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RESUMO

A utilizacdo de perfis formados a frio na constru¢ao civil tem sido motivada pela
elevada eficiéncia estrutural, expressa pela relacdo entre capacidade resistente e peso, e
pela facilidade de fabricacdo, caracterizada pela possibilidade de produgdo de elementos
com diferentes secdes transversais.

Devido a alta esbeltez dos elementos que os constituem, o projeto desses perfis,
a temperatura ambiente ou em situagdo de incéndio, ¢ governado pelos fendmenos de
instabilidade local, distorcional e global.

O objetivo dessa Tese ¢ o desenvolvimento de ferramentas computacionais que
possibilitem a avaliacdo do comportamento estrutural de pilares de ago formados a frio
em situacdo de incéndio. Para esse fim sdo desenvolvidos dois programas de
computador.

O primeiro programa, denominado de ATERM, tem o objetivo de determinar o
campo de temperaturas em regime transiente, de estruturas bidimensionais formadas por
qualquer material, submetidas a qualquer curva temperatura-tempo de incéndio, com
base no método dos elementos finitos. A esse programa acopla-se o programa ATERM-
DIM para o dimensionamento em regime plastico de vigas de ago continuamente
travadas, em situacdo de incéndio. Resultados obtidos do ATERM sdo comparados aos
obtidos do programa sueco de computador Super Tempcalc.

O segundo programa, denominado de INSTAB, realiza andlises lineares e nao
lineares de estabilidade de perfis formados a frio, considerando as instabilidades local,
global e distorcional, empregando o método das faixas finitas splines, para material
elastofragil, considerando a redu¢do das propriedades mecanicas devido a temperatura.
Valores de esforcos resistentes obtidos pelo programa INSTAB sdo comparados aos
determinados por meio do programa comercial de elementos finitos ANSYS, o qual
considera o comportamento elastoplastico do material, e a resultados obtidos por meio
de um método simplificado de dimensionamento de perfis formados a frio em situagdo
de incéndio, proposto pelo autor para fins de normatizagdo brasileira. Essa comparagao
permite avaliar o efeito da elastoplasticidade nos perfis axialmente comprimidos.

Pretende-se, com base neste estudo, fornecer subsidios para o desenvolvimento
de procedimentos para a verificagdo estrutural de perfis formados a frio em situacdo de

incéndio.



ABSTRACT

The use of cold-formed steel profile in construction has increased because of its
high efficiency, expressed as the ratio between load capacity and weight, and ease of
manufacturing, characterized by the possibility of production of elements with different
cross sections.

Due the high slenderness ratio of the sections elements, the design of these
profiles, either at room temperature or in case of fire, is determined by local, distortional
and global buckling phenomena.

The aim of this Thesis is to develop computational tools that allow the
assessment of the structural behavior of cold-formed steel columns in fire. For this
purpose, two softwares are developed. The first one, called ATERM, allows
determining the temperature field under transient analysis of two-dimensional structures
formed by any material, subjected to any time-temperature fire curve, and is based on
the finite element method. This software interacts with another program, ATERM-DIM,
used for plastic design of lateral restrained beams steel in fire. Results of ATERM are
compared to those obtained from the Swedish software Super Tempcalc.

The second program, named INSTAB, can perform linear and nonlinear stability
studies of cold formed profiles, taking into account the local, distortional and global
buckling, by means of the splines finite strip method for elastofragile material,
considering the reduction of mechanical properties caused by the increase in
temperature. Resistant values obtained by the INSTAB software are compared with
results from the commercial finite element program ANSYS, which considers the
plastic behavior of the material and also with results obtained by means of a simplified
method for design of cold-formed profiles in fire, proposed by the author for the
Brazilian fire standard. This comparison allows analyzing the effect of elastoplasticity
in columns of cold-formed steel.

Another objective of this study is to provide background for the development of

procedures for the structural analysis of cold formed profiles in fire.
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1. INTRODUCAO

A seguranca contra incéndio tem sido alvo de inumeras pesquisas com o
objetivo de estabelecer regras e procedimentos para garantir a seguranga das edificagcdes
em situacdo de incéndio, visando minimizar o risco a vida e a perda patrimonial.

A inalagdo de fumaga, no inicio do incéndio, pelos ocupantes da edificagdo ¢ a
principal causa de morte. O desabamento de elementos construtivos sobre usudrios das
edificagodes, sobre aqueles que participam das operacdes de combate ou que rompem as
barreiras de compartimentacdo do incéndio também deve ser evitado. A perda
patrimonial ocorre pela destrui¢do total ou parcial da edificacdo, além da perda de
equipamentos ¢ documentos.

A combinacdo de sistemas de protecdo ativos (deteccdo de calor e fumaga,
chuveiros automaticos, brigadas de incéndio, etc.) e passivos (capacidade resistente dos
elementos estruturais, saidas de emergéncias, compartimentagdo, entre outros) ¢ o
principal objetivo da seguranca contra incéndios. Esses sistemas devem ser capazes de
(1) permitir a saida dos ocupantes da edificacdo, (ii) minimizar os danos a propria
edificagdo, além de as edificacdes vizinhas e a infraestrutura publica e (iii) fornecer
seguranga a equipe de combate ao incéndio.

Devido ao processo de urbanizagdo dos grandes centros, o risco desse tipo de
sinistro tem aumentado. No Brasil, incéndios de grande propor¢do, tais como os
Edificios Andraus (1972), Joelma (1974) e Grande Avenida (1981), em Sado Paulo, o
Edificio Andorinhas (1986), no Rio de Janeiro, e as Lojas Americanas (1973) e Renner
(1976), em Porto Alegre, entre outros, tém contribuido, apesar dos transtornos
econdmicos e sociais, para a modificacdo nas legislagdes, nas corporacdes de bombeiros
e no aumento do nimero de pesquisas com a finalidade de fornecer especificacdes que
visam a seguranca das edificagdes em situacdo de incéndio.

A agdo térmica nas estruturas de ago, concreto ou madeira provoca uma reducao
nas propriedades mecanicas dos materiais, tornando necessaria a verificagdo da
seguranga estrutural em situagdo de incéndio.

Atualmente, a norma brasileira ABNT NBR 14323:1999, que se refere ao
dimensionamento de estruturas de aco ¢ mistas de a¢o ¢ concreto em situagdo de
incéndio, se encontra em processo de revisdo. Porém, a maioria das pesquisas € normas
internacionais que subsidiam a elaboracdo dessa revisdo esta relacionada aos perfis

laminados e soldados.



Devido ao elevado grau de eficiéncia estrutural, os perfis formados a frio sdo,
geralmente, constituidos de seg¢des abertas e de chapas de aco muito finas, sendo que os
fenomenos de instabilidade local e global tornam-se importantes no projeto desses
perfis a temperatura ambiente ou a temperaturas elevadas.

O comportamento dos perfis formados a frio apresenta um elevado grau de ndo
linearidade geométrica e do material, sendo que a sua rigorosa determinagdo exige a
utilizacdo de métodos numéricos (tais como o Método dos Elementos Finitos e o
Método das Faixas Finitas) que requerem um grande esfor¢o computacional.

Nesse sentido, pretende-se neste trabalho desenvolver uma ferramenta
computacional para fornecer uma contribuicao para o conhecimento do comportamento
dos perfis formados a frio em situacao de incéndio.

Nos itens subsequentes sdo apresentados os objetivos, a justificativa e a

metodologia a ser seguida nessa Tese, além da organizag@o dos capitulos deste texto.

1.1. Objetivo

O objetivo desta Tese ¢ a elaboracdo de ferramentas computacionais visando ao
estudo do comportamento termestrutural de perfis formados a frio de aco, axialmente
comprimidos, em situagao de incéndio.

Com esse proposito, estuda-se, primeiramente, a a¢do térmica nas estruturas, a
distribuicdo de temperaturas ao longo da se¢do transversal dos perfis e a influéncia da
variagdo da temperatura nas propriedades mecanicas do material. Em seguida,
consideram-se os fendmenos das instabilidades locais, distorcional e global e os efeitos
das ndo linearidades geométrica e do material.

Para atingir o objetivo serdo elaborados os seguintes programas de computador:

(a) Analise térmica bidimensional de sec¢des transversais por meio do
método dos elementos finitos;

(b) Dimensionamento no regime plastico de vigas de aco continuamente
travadas em situacdo de incéndio, a partir do campo de temperaturas e
com base em procedimentos normatizados;

(c) Analise linear de estabilidade de perfis constituidos de placas de parede
fina, o qual permite a estimativa da forca critica e o respectivo modo de
instabilidade, por meio do Método das Faixas Finitas Splines;

(d) Analise ndo linear geométrica incluindo imperfei¢ao geométrica inicial e
material de comportamento linear, com limitagdo de deformagao linear
especifica (material elastofragil), por meio do Método das Faixas Finitas
Splines.



Avaliar o efeito da elastoplasticidade em incéndio e comparacdes entre métodos
avangados e o método simplificado do Eurocode também fazem parte do objetivo desta
Tese.

O item b do objetivo, apesar de ndo ser diretamente ligado a Tese proposta, sera
uma aplicagdo direta do item a, com a finalidade de substituir o programa comercial
Super Tempcalc, que tem sido empregado pelo grupo de pesquisa sobre estruturas em

situagdo de incéndio da EPUSP.

1.2. Justificativa

A situacdo em que os perfis laminados ou soldados com secdes esbeltas nao
atingem a plastificacdo total da se¢do, devido a precoce instabilidade local e global,
impede que os tradicionais redutores da resisténcia ao escoamento f, (kyp)
recomendados pelo texto de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011) ou pelo Eurocode 3
parte 1.2 (2005) sejam utilizados. Algo similar ocorre nos perfis formados a frio.

Diversos pesquisadores (Makelainen e Miller (1983), Gleich (1995), Kaitila
(2002), Lee (2004), Zhao et al (2005) e Mecozzi ¢ Zhao (2005)) ao ensaiarem perfis
formados a frio em situagdo de incéndio correlacionam a reducao de esforgo resistente
desses perfis com uma redugdo de resisténcia do ago associada a uma determinada
deformacao linear especifica menor do que a correspondente ao inicio do escoamento.

Atualmente, os ensaios utilizados para caracterizar as propriedades mecanicas
em incéndio dos perfis formados a frio sdo caros e se restringem apenas a alguns
pesquisadores. Desse modo, ainda ndo ¢ possivel elaborar um método geral e
econdmico para o projeto de perfis formados a frio em situacdo de incéndio.

Para contornar essa lacuna de conhecimento, o Eurocode 3 parte 1.2 (2005)
permite, de forma simplificada, que os perfis formados a frio sejam dimensionados em
situacdo de incéndio utilizando o procedimento classico do método das larguras efetivas
com redutor da resisténcia ao escoamento igual aos recomendados para os perfis
laminados ou soldados com secdo classe 4 (denominagdo exclusiva do Eurocode 3 parte
1.2 (2005)), isto ¢é, relativo a 0,2% da deformagao especifica plastica residual. Porém, o
desempenho estrutural dos perfis formados a frio em situacao de incéndio ¢ inferior aos
perfis laminados ou soldados suscetiveis aos fendmenos de instabilidade local (Pierin e
Silva, 2010).

Os perfis formados a frio, geralmente, sdo constituidos de chapas muito finas. O

estado limite ultimo a temperatura ambiente, normalmente, ¢ o da instabilidade global,



local ou distorcional, ou seja, raramente, atinge-se a plastificacao total da se¢do. Supde-

se que em situagdo de incéndio isso também ocorra.

1.3. Metodologia

Os programas elaborados na Tese serdo todos desenvolvidos na linguagem
Fortran 90.

A analise térmica bidimensional das se¢des transversais foi efetuada por meio do
M¢étodo dos Elementos Finitos, onde sdo levados em consideracdo os fendmenos de
conducdo, convecgao e radiacdo. Os resultados do programa de andlise térmica sao
validados com o programa Super Tempcalc desenvolvidos em Lund, Suécia,
(Anderberg, 1997), o qual ¢ reconhecido internacionalmente pela comunidade cientifica
na area de andlise térmica de estruturas em situagdo de incéndio. O programa
desenvolvido nesta Tese atende a sec¢Oes transversais de eclementos estruturais
compostos por quaisquer materiais.

O campo de temperaturas obtido na se¢do transversal ¢ fornecido como dado de
entrada na analise ndo linear de estabilidade. Para a analise mecénica, sera admitido o
mesmo campo de temperaturas em todas as segdes transversais ao longo da altura do
pilar.

Devido ao fato de que os perfis formados a frio sdo barras prismaticas, ou seja,
as se¢Oes ndo sdo varidveis ao longo do perfil, as analises de estabilidade (lineares e ndo
lineares) serdo efetuadas por meio do Método das Faixas Finitas Splines (MFFS), o qual
serd detalhado no capitulo 6 dessa Tese. O programa computacional desenvolvido nessa
Tese com base no Método das Faixas Finitas Splines sera validado com resultados
encontrados na literatura cientifica e por meio do programa ANSYS.

Embora o M¢étodo das Faixas Finitas Splines ndo seja muito utilizado pela
comunidade cientifica, quando comparado ao numero de trabalhos que fazem uso do
Método dos Elementos Finitos, o MFFS foi utilizado nessa Tese pelos seguintes
motivos. Primeiro, o método ¢ bastante eficaz no estudo dos fenomenos de instabilidade
local e distorcional em estruturas prismaticas, onde se incluem os perfis formados a frio.
Segundo, assim como no método dos elementos finitos, o MFFS exige discretizagdes
nas direcdes transversal e longitudinal. Porém, como se vera no capitulo 6, a
discretizacdo longitudinal do perfil ndo requer tanta experiéncia do usuério na defini¢do
da mesma, podendo ser automatizada, uma vez que todas as faixas possuem o mesmo

tamanho e sdo iguais ao comprimento do perfil.



Assim, o método requer do usuario apenas um cuidado na defini¢cdo das larguras
das faixas finitas, uma vez que elas dependem da geometria da se¢do transversal. Assim,
o numero de faixas utilizadas para modelar um perfil ¢ bem menor do que o niimero de
elementos de casca utilizados em um modelo similar ao se utilizar o método dos
elementos finitos. Consequentemente, o MFFS se mostra mais eficiente
computacionalmente quando comparado ao método dos elementos finitos.

Nao foi encontrado na literatura um programa de computador com as
caracteristicas do desenvolvido nesta Tese, ou seja, que na andlise de estabilidade se
considere a redu¢do das propriedades mecanicas devido a elevagdo de temperatura e
incluindo técnicas de integragdo numéricas que permitem maior eficiéncia
computacional. As propriedades mecanicas sdo determinadas para cada temperatura e
em cada faixa finita, de forma a acoplar a analise estrutural a térmica.

Os resultados serdo comparados a andlise ndo linear incluindo efeitos da
plastificagdo das segdes, empregando o programa ANSY'S.

Para avaliar a influéncia da elastoplasticidade na capacidade resistente dos perfis
formados a frio, pretende-se neste trabalho comparar os resultados do programa aqui
desenvolvido, qual seja o de andlise ndo linear geométrica, incluindo imperfeicao inicial
e material de comportamento linear com deformagdo limitada a resultados empregando-
se o programa comercial Ansys, no qual se permitira a plastificagdo da secdo. Também
serdo feitas comparacdes entre resultados obtidos por meio do método simplificado do

Eurocode 3 parte 1.2 (2005) e por intermédio de métodos numéricos mais avancados.

1.4. Organizacao do Trabalho

Além deste capitulo, onde se justificou a proposta da Tese e se apresentaram o0s
objetivos ¢ a metodologia a ser empregada, o trabalho inclui mais sete capitulos que sao
brevemente descritos nos paragrafos a seguir.

No capitulo 2 sdo descritos os fendmenos de transferéncia de calor para os
elementos estruturais, os principais modelos matematicos representativos do incéndio e
apresentam-se, também, as propriedades térmicas dos acos submetidos a altas
temperaturas.

No capitulo 3 apresenta-se a aplicacdo do Método dos Elementos Finitos na
analise térmica ndo linear de estruturas bidimensionais. Em seguida, discute-se a

implementag¢do computacional e a validagao do programa desenvolvido (ATERM).



O estado da arte sobre os fenomenos de instabilidade local, distorcional e global
presentes nos perfis de aco formados a frio esta apresentado no capitulo 4. Também se
discutem a presenca das tensdes residuais e as imperfeicdes geométricas iniciais, dois
aspectos que influenciam na resisténcia tltima dos perfis.

No capitulo 5 é apresentada uma revisdo bibliografica sobre o comportamento
dos perfis formados a frio em situagdo de incéndio. E proposta uma metodologia de
dimensionamento simplificado desses perfis submetidos a temperatura elevada.

O M¢étodo das Faixas Finitas Splines ¢ apresentado no capitulo 6, sendo aplicado
a andlises lineares e ndo lineares de estabilidade para materiais de comportamento
elastofragil (INSTAB). Aborda-se também a implementagao computacional do método.
Sdo realizados estudos de convergéncia dos resultados. Os resultados obtidos sdo
validados com solucdes tedricas e com andlises do comportamento pos-critico eldstico
de perfis formados a frio encontrados na literatura cientifica e por meio do programa
ANSYS.

O comportamento de pilares de ago formados a frio em situagdo de incéndio ¢
estudado no capitulo 7. Comparam-se as capacidades resistentes dos perfis submetidos a
temperatura elevada considerando o comportamento elastofragil, por meio do programa
INSTAB, e elastoplastico, com o auxilio do programa ANSYS.

Finalmente, no capitulo 8 sdao apresentadas as conclusdes obtidas e as sugestdes

para trabalhos futuros.



2. ACOES TERMICAS NAS ESTRUTURAS

O projeto de estruturas em situacdo de incéndio €, em geral, mais complexo
quando comparado ao projeto a temperatura ambiente. Os elementos estruturais
submetidos a temperaturas elevadas apresentam, além da perda de resisténcia mecanica,
uma série de efeitos que, geralmente, ndo estdo presentes a temperatura ambiente, tais
como a acentuacao das ndo linearidades geométrica e do material e a alteragao das
condicdes de contorno do sistema.

De um modo simplificado, as referéncias normativas, nacionais e estrangeiras,
tal como a proposta de revisao da NBR 14323 (2011) e o Eurocode 3 parte 1.2 (2005),
de projeto de estruturas em situagdo de incéndio apresentam dimensdes minimas de
elementos e detalhes construtivos que atendam aos requisitos minimos para garantir a
seguranca das estruturas submetidas as altas temperaturas.

Em diversas situagdes, as indicagdes normativas ndo sdo aplicaveis sendo
necessaria a adogdo de modelos mais avangados. Esses modelos sdao fundamentados no
desempenho dos elementos construtivos ou estruturas em situagdo de incéndio. Nesse
modelo estd envolvida a interagdo entre (i) o modelo de incéndio (ii) a transferéncia de
calor, e (iii) a resposta estrutural.

A seguir, discutem-se a transferéncia de calor, a modelagem do incéndio, as
caracteristicas dos acos submetidos a altas temperaturas e as propriedades

termomecanicas dos agos.

2.1. Transferéncia de Calor

Define-se transferéncia de calor como a propagacao de energia térmica de uma
regido para outra de um meio solido, liquido ou gasoso, como resultado da diferenca de
temperaturas entre elas. A energia térmica transferida pelo fluxo de calor ndo pode ser
medida diretamente, mas seu conceito tem significado fisico, pois esta relacionado com
a temperatura, que ¢ uma quantidade mensuravel.

A transferéncia de calor complementa a primeira e a segunda lei da
termodindmica ao proporcionar leis adicionais que sdo utilizadas para estabelecer a
velocidade da transferéncia de calor. A transferéncia de calor estuda o mecanismo, a
duracdo e as condi¢des necessarias para que o sistema atinja o equilibrio térmico.

Quando ha uma troca de calor entre regides de um mesmo corpo ocorre uma
alteracdo no grau de agitacdo das suas moléculas e duas situagdes podem ocorrer: (i)

variacdo da temperatura do corpo e/ou (i) mudanga no estado fisico do material (sélido,



liquido ou gasoso). O calor trocado pelo corpo quando ocorre uma variagdo de
temperatura denomina-se de calor sensivel. Chama-se de calor latente, o calor trocado
pelo corpo quando ocorre a alteragdo do estado fisico do material sem variacdo de
temperatura. Como em situa¢do de incéndio os materiais estruturais ndo alteram o seu
estado fisico, esta Tese abordara somente o calor sensivel.

A transferéncia de calor ocorre sempre que ha diferenca de temperaturas entre
dois ou mais corpos ou entre duas regides de um mesmo corpo, a qual se processa da
regido com maior temperatura para a regido de menor temperatura, até atingir o
equilibrio térmico entre eles. Dessa forma, estd implicito dizer que a troca de calor € um
fendmeno transiente que cessa quando o equilibrio térmico € atingido.

Em situagdo de incéndio, a diferenca de temperaturas entre o ambiente em
chamas e os elementos estruturais gera um fluxo de calor que, por convecg¢ao, radiacdo e
condugio, transfere-se para a estrutura, aumentando a sua temperatura. A soma dos
fluxos de convecgao e radiagdo denomina-se agdo térmica (Silva, 2001).

Esses mecanismos de transferéncia de calor sdo fundamentalmente diferentes,
regidos por leis proprias, mas que na realidade, podem ocorrer simultaneamente, o que
torna muito complexa a solu¢do de um problema de transmissdo de calor.

A condugdo e a radiacdo sdo mecanismos de transferéncia de calor que
dependem da diferenca de temperaturas, enquanto a convec¢ao depende do transporte
de massa, além da diferenca de temperatura.

O fluxo de calor por conveccao ¢ gerado pela diferenca de densidade entre os
gases do ambiente em chamas. Os gases quentes sdo menos densos e tendem a ocupar a
parte superior do ambiente, enquanto que os gases frios, de densidade maior, tendem a
se movimentar para a atmosfera inferior do ambiente. Esse movimento gera o contato
entre os gases quentes e as estruturas, ocorrendo a transferéncia de calor por convecgao,
conforme mostrado esquematicamente na Figura 2.1a.

A radiagdo ¢ o processo pelo qual o calor flui, na forma de ondas
eletromagnéticas, de um corpo a alta temperatura para a superficie de outra estrutura a
uma temperatura mais baixa (ver Figura 2.1b). A transferéncia de calor por condugdo ¢
responsavel pelo aquecimento no interior do elemento estrutural, ou seja, a superficie do
elemento aquecida gera um fluxo de calor na dire¢dao do interior do elemento estrutural

(ver Figura 2.1c).
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Figura 2.1: Mecanismos de transferéncia de calor em um incéndio: (a) convecgao,
(b) radiagdo e (c) condugdo. Adaptado de Seito et al (2008).

Define-se a agdo térmica como sendo a ac¢dao na estrutura descrita por meio do
fluxo de calor, por conveccdo e radiagdo, provocada pela diferenga de temperaturas
entre os gases quentes do ambiente em chamas e os componentes estruturais.

Nos proximos itens sdo explicados, sucintamente, os trés mecanismos de
transferéncia de calor cujo entendimento torna-se necessario para o projeto de estruturas

em situacao de incéndio.

2.1.1. Conveccao

A conveccdo ¢ um processo de transferéncia de energia térmica causado por um
deslocamento de um fluido. A conveccdo pode ser (i) natural, quando o movimento do
fluido é devido somente a diferenca de densidade do fluido oriunda do gradiente
térmico e (ii) forcada, quando o movimento ¢ devido a uma forga externa, como por
exemplo, uma bomba, um ventilador ou ventos. Para a engenharia de seguranca contra
incéndio, um regime de convec¢do importante ¢ a convecgdo natural.

A diferenca de densidade dos gases quentes e frios, ocasionada pela expansao
volumétrica devido ao aquecimento, provoca um deslocamento de matéria, comumente
chamada de corrente de ar ou corrente de conveccdo. A energia térmica decorrente da
conveccao ¢ transferida ao mesmo tempo em que a matéria se desloca.

A quantificagdo da energia térmica decorrente da convec¢do € bastante
complexa em comparagdo ao processo de conducao térmica, pois depende de varios
fatores, tais como as propriedades térmicas e mecanicas do fluido, natureza do fluxo do
fluido (laminar ou turbulento), forma e orientagdo da superficie aquecida.

Por meio de observacdes do fendmeno da convecgdo, Isaac Newton (1643-1727)
deduziu, em 1701, que o fluxo de calor devido a convecg¢do que atravessa uma area €
proporcional a diferenca de temperatura entre o fluido e a superficie aquecida. Essa

relacdo, conhecida como lei de arrefecimento de Newton, ¢ expressa pela equacao (2.1),

Q =a.A(6,-6,), @.1)



sendo Q. o fluxo de calor convectivo na superficie, o, o coeficiente de transmissao de
calor convectivo, A a drea da superficie aquecida, 6, a temperatura do fluido ¢ 6, a

temperatura da superficie do sélido.

O coeficiente de transmissdo de calor por convecgdo ¢ uma fungdo complexa do
escoamento do fluido, das propriedades térmicas do fluido e da geometria do sistema,
sendo seu valor numérico de dificil determinagdo exata. Por simplificagdo, o Eurocode 1
parte 1.2 (2002) adota valores constantes em fun¢do do modelo matematico de incéndio
adotado (que serdo descritos no item 2.6).

As particulas do fluido ao entrarem em contato com a superficie passam a ter
velocidade zero na superficie de contato, retardando o movimento das particulas da
camada adjacente devido a viscosidade do fluido. Esse efeito se propaga até uma
distancia ¢ da superficie, conhecida como altura da camada-limite, conforme mostra a
Figura 2.2. Do mesmo modo que se desenvolve uma camada limite de velocidade, uma
camada-limite térmica deve se desenvolver se houver um gradiente térmico entre as
temperaturas do fluido na corrente livre e na superficie. Em uma regido do fluido
afastada da superficie, a distribui¢do de temperaturas ¢ uniforme e igual a @, ou seja,
igual a temperatura dos gases quentes. Ao aproximar da superficie, as particulas

atingem o equilibrio térmico na temperatura da superficie. Esse efeito se propaga até a

altura da camada-limite térmica.

—
Fluide
- y Distribuicio - v Distnibuigao de
: =/ de velocidade | 48 ___ [ temperatura

/ 0, ) Camada

= 0 limite

6
u(y) \ 6(y)
Superficie

Figura 2.2: Desenvolvimento da camada limite térmica sobre uma superficie.

2.1.2. Radiacao

A radiagdo, irradiacdo ou radiacdo infravermelha € o processo de transmissdo de
calor por meio da absorcao ou emissao de ondas eletromagnéticas. A transferéncia de

calor por radia¢do ndo necessita de um meio material para ocorrer, como na condugdo e
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na convec¢do, podendo ocorrer no vacuo. Na radiacdo, o mecanismo de troca de calor ¢
instantaneo e direto entre as superficies afastadas e com diferentes temperaturas.

O verdadeiro comportamento do mecanismo da radiacdo ndo estd
completamente compreendido. Diversas teorias foram propostas para explicar a emissao
e a propagacdo da radiacdo. A mais aceita ¢ a Teoria do Eletromagnetismo de Maxwell
que propde que a radiagdo se propague como as ondas eletromagnéticas.

Quando a energia térmica radiante incide sobre um objeto, esse corpo pode
absorver, refletir ou transmitir parte da energia térmica radiante. A quantidade de
energia absorvida, refletida ou transmitida pelo objeto ¢ fungdo da temperatura, do
comprimento de onda eletromagnética e das propriedades da superficie incidente.

O fendmeno da radiagdo ¢ semelhante ao da propagacdo da luz e pode ser
explicado pela teoria das ondas. Quando as ondas de radiagdo incidem na superficie de
um corpo, uma parte ¢ refletida, uma parte ¢ absorvida pelo corpo e o restante ¢
transmitido pelo meio.

A relagdo entre o fluxo de calor devido a radiagdo e a temperatura foi encontrada
experimentalmente por Joseph Stephan (1835-1893) em 1879 e explicado teoricamente
em 1884 por Ludwig Boltzmann (1844-1906). O fluxo méximo de calor que pode ser
emitido por uma superficie devido a radiacdo ¢ dado pela lei de Stephan-Boltzmann,

expressa pela equacao (2.2).

Q, = 05, A(0+273,15)", (2.2)
sendo Q, o fluxo de calor radioativo na superficie, & a constante de Stephan-
Boltzmann [o =5,67.10°W (m*.K*)], ¢, a emissividade resultante, A a area da

superficie aquecida e & a temperatura da superficie em °C.
A emissividade resultante ¢ uma grandeza adimensional, cujo valor estd

compreendido entre 0 e 1 (g, =0 para um espelho e ¢, =1 para um irradiador

res
perfeito, conhecido como corpo negro), que mede a capacidade da superficie emitir
calor radiativo em relagdo a um corpo negro. Para o ago, o projeto de revisdao da ABNT
NBR 14323 (2011) recomenda o valor 0,7 para a emissividade resultante, considerando-
se a troca de calor entre os gases quentes da combustdo e a superficie de ago. Enquanto
que o Eurocode 1 parte 1.2 (2002) recomenda que para os acos carbonos o coeficiente
de emissividade seja igual a 0,7 e 0,4 para os agos inoxidaveis.

A quantidade de energia de radiacdo que deixa a superficie como calor radiante

depende da natureza e da temperatura absoluta da superficie. Em casos de engenharia
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que envolve temperaturas proximas da temperatura ambiente, o calor radiante pode ser
desprezado.
Se uma superficie irradia energia para o meio, o fluxo de calor por radiagdo ¢

dado pela equacao (2.3).

Q, = ¢0'gresA[(¢99 +273,15)' (8, +273,15)’ } : (2.3)

onde ¢ ¢ o fator de forma, @, ¢ a temperatura dos gases quentes e 6, ¢ a temperatura

da superficie do elemento estrutural, sendo que ambas temperaturas sdo fornecidas em
°C.

O fator de forma, ou fator de configura¢do, ¢ a fracdo de energia térmica
liberada por uma superficie i e recebida pela superficie j. O fator de forma ¢ um valor
compreendido no intervalo [0,1] e ¢ funcdo da geometria das superficies envolvidas na
troca de energia, de suas orientacdes € o espagamento entre si. O fator de forma entre
duas superficies elementares pode ser obtido por meio da equagdo(2.4), (Incropera e
Dewitt, 2003),

4=t
& A

em que R € o comprimento de reta que conecta as duas areas elementares, 6, ¢ 6, sio,

f Icos(e)cos(ﬁ) cos@<OSO) 4p ga (2.4)
A A

respectivamente, os angulos formados entre a reta de comprimento R com as normais as
superficies.

Fatores de forma para superficies simples podem ser encontrados na literatura
especializada (e.g. Incropera e Dewitt (2003) e Eurocode 1 parte 1.2 (2002)). Segundo o
Eurocode 1 parte 1.2 (2002), o fator de forma deve ser adotado igual a unidade, exceto
nos casos em que se considere o efeito sombra, o qual ndo sera abordado nessa Tese.

Existem muitas aplicacdes (€.9g. modelagem da transferéncia de calor por meio
do método dos elementos finitos) nas quais ¢ conveniente expressar a troca de calor

liquida por radiagdo na forma dada pela equagdo (2.5),
Q =hA(T,-T,). 2.5)
em que h, ¢é determinado pela equagio (2.6),
h =z,0(T,+T,) (T, +T7). (2.6)

onde Ty e T, sdo temperaturas absolutas em Kelvin.
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A diferenca de temperaturas entre duas superficies produz um fluxo de calor por

radia¢ao em adi¢ao a convecgao natural.

2.1.3. Condugao

A condugdo de calor nos so6lidos pode ser atribuida a atividade atdmica, como o
movimento de translagdo, rotacdo ¢ vibracdo da rede molecular. Quando existe um
gradiente de temperatura em um corpo, ocorre uma troca de energia entre a regido de
alta temperatura e a regido de baixa temperatura. Esse processo denomina-se condugao
de calor.

A teoria da conducdo de calor foi formulada, de forma empirica, por Joseph
Fourier (1768-1830) quando, em 1822, publicou seu livro Théorie Analytique de la
Chaleurin. A Lei de Fourier estabelece que o fluxo de calor devido a condugdo ¢
proporcional ao gradiente de temperatura e a area que o fluxo atravessa. Para um fluxo
unidimensional e em regime permanente, i.e., em que a temperatura ndo varia com o
tempo, a Lei de Fourier pode ser escrita conforme a equacgao (2.7),

Q, = —ﬂAd—e, (2.7)
dx

onde Q ¢é o calor, QX ¢ o fluxo de calor condutivo, A ¢ a condutividade térmica do
material, A é a area por onde o calor flui, @ é a temperatura e d&/dx ¢é o gradiente de

temperatura na direcao do fluxo de calor. O sinal (-) ¢ inserido na equagdo (2.7) para
satisfazer a segunda lei da termodinamica, ou seja, o calor deve fluir no sentido da

temperatura decrescente. A equacdo (2.7) pode ser reescrita em termos do fluxo de calor

por unidade de area ( hx ) conforme a equagao (2.8),

p_Q__,do

N X (2.8)
A Lei de Fourier indica que o fluxo de calor ¢ uma grandeza direcional sendo
que a direcao do fluxo de calor serd sempre normal a superficie isotérmica, i.e., a
superficie de temperatura constante. No caso tridimensional, a equacdo (2.9) representa
de forma mais geral a Lei de Fourier,
00(x,y,2)

h, =22t (2.9)
OXoyoz

sendo &(x,y,z) o campo de temperaturas.
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A condutividade térmica do material indica a capacidade que o material possui
de conduzir calor por condugdo, sendo uma propriedade de transporte que depende da
composicdo e do arranjo quimico, do estado fisico, da textura e da temperatura do
material.

Considerando um fluxo unidimensional atravessando uma camada de espessura
dx de um corpo em regime transiente, i.e., em que a temperatura varia com o tempo, ou
quando existem geradores ou dissipadores de calor no interior do corpo, e aplicando a
Lei de Conservagdo da Energia, primeira lei da termodinamica, no elemento

infinitesimal unidimensional da Figura 2.3, tem-se a equacao (2.10),
Q +Qur =E+Qy 40 (2.10)

onde Q, ¢ o fluxo de calor condutivo na dire¢do X que entra no elemento, Q_, € o fluxo

ger
de calor gerado (ou dissipado) no interior do elemento, E ¢ a variacdo da energia

interna em fungdo do tempo ¢ Q,., ¢é o fluxo de calor condutivo que sai do elemento.

X+dx
Os termos da equagdo (2.10) sdo determinados por meio das equagdes (2.11) a

(2.14),

. 00
=—AA—, 2.11
Q x (2.11)
Q,er = GAdX, (2.12)
: 00
E = pcA—dx, 2.13
PEAS (2.13)
: 00
=-IAZ 2.14
Qx+dx aX ( )

X+dx

onde ( ¢ a energia gerada no interior do elemento por unidade de volume e tempo, A é
a area do elemento por onde o fluxo de calor passa, p ¢ a densidade do material, C € o

calor especifico do material e @ ¢é a temperatura no interior do elemento, na abscissa X,

em fungdo do tempo t.
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Figura 2.3: Volume elementar para anélise de condugao de calor
unidimensional em regime transiente (Holman, 2009).

O calor especifico indica a capacidade do material em perder ou receber calor,
definida pela quantidade de calor por unidade de massa capaz de elevar a temperatura
do material em 1°C. Quanto maior o calor especifico, mais lentamente ocorrera a troca
de calor.

Expandindo o termo Q,,, em série de Taylor e considerando apenas os dois

X+dx

primeiros termos da série, obtém-se equacao (2.15),

199
dx

do do
+gAdx = pcA—dx—-A| 1 —
a e dt [ dx

d(.do
— | A—|dx|. 2.1
X+dx( dxj } @.15)

X
Simplificando, tem-se a equacdo (2.16) que representa a condugdo de calor na
forma unidimensional,

d( do 4o
40,990, 4= 599, 216
dx( olxj+q Pe (2.16)

Considerando-se um elemento infinitesimal tridimensional de dimensdes dx, dy

e dz, e aplicando a primeira lei da termodinamica, tem-se a equagdo (2.17),
Qx + Qy + Qz + Qger =E+ Qx+dx + Qy+dy + Qz+dz > (2 17)
sendo Q,, Qy e Q, o fluxo de calor condutivo que entra no elemento na diregdo dos

eixos X, Y e z, respectivamente, Q__¢é o fluxo de calor gerado (ou dissipado) no interior

ger
do elemento, E a variagdo da energia interna em fungéo do tempo e, Q,.4, Q.4 ©
Q,.s, o fluxo de calor condutivo que sai do elemento na dire¢do dos eixos X, Y € z,

respectivamente.
Os termos da equacdo (2.17) sdao determinados por meio das equagdes (2.18) a

2.21),
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Q =-1, %dydz

80
= -1, —dxd 2.18
Q, oy X2 (2.18)

Q,=-4, %dydx
0z

Qger gdxdydz , (2.19)
Qx+dx = ﬂ“ %dydz
X+dx
00
Q y =— A, —dxdz| (2.20)
y+dy ay ey
Qz+dz = ﬂ“ %dydx
z+dz
E= pc%dxdydz , (2.21)

De forma analoga, expandindo os termos Q Q,.qy © Q,.q, em série de Taylor

x+dx
e substituindo as equacdes (2.18) a (2.21) em (2.17), tem-se a equagdo (2.22), que

representa o calor condutivo para um sélido tridimensional.

(422322, W) 0 e
8xxax8y6y8282q_pcat’ (222)

onde A, ¢ a condutividade térmica do material na diregdo i e 49(x, Y, z,t) ¢ o campo de

temperaturas no interior do elemento em fun¢do do tempo t.
Para so6lidos is6tropos e homogéneos termicamente, i.e., em que a condutividade
térmica ¢ constante em qualquer ponto do material e igual em qualquer dire¢do

(A=A, =4, =4,), tem-se a equacio diferencial (2.23),

66’ 0’6 0’0 q 1060

> + +— (2.23)
OX ay o> 1 kot
ou, a equagao (2.24), na sua notacdo compacta,
] 1
vigs 4190 (2.24)
A kot

sendo V* o operador Laplaciano de segunda ordem e K:/i/ (pc) a difusividade

térmica do material.
A difusividade térmica do material indica a velocidade de propagacao do calor

no interior do corpo. Um valor baixo da capacidade térmica ( pC) significa que menor
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quantidade de energia em transito por meio do material é absorvida e utilizada para
elevar a temperatura do material, assim, mais energia encontra-se disponivel para ser
transferida.

A equacdo (2.24) possui algumas variantes de acordo com o sistema a ser
analisado Para sistemas em que ndo ha geracdo (ou dissipagdo) interna de calor

(g=0), a equagdo (2.24) ¢ conhecida como equacao de difusdo (2.25). Em regime
00 . . )
permanente (E =0), tem-se a equacdao de Poisson (2.26) e em regime permanente e

sem geracdo de energia interna, tem-se a equagdo de Lapace (2.27),

v’o =%%, (2.25)
v20+% 0, (2.26)
Vi6=0, (2.27)

Em geral, os materiais submetidos a temperaturas elevadas passam por
transformagodes fisico-quimicas alterando suas propriedades térmicas em funcdo da
temperatura.

O campo de temperaturas em um sélido, que obtido a partir da solucdo da
equagao (2.24) deve satisfazer as condigdes de contorno do problema, que podem ser (i)
temperatura ou fluxo de calor prescrito em uma parte do contorno e (ii) transferéncia de
calor por convec¢do ou radiacdo entre 0 meio ambiente e o s6lido. Além disso, se a
situacdo muda com o tempo, a solugdo também depende das condigdes existentes no
sistema no instante inicial. Sendo a equacao de conducao de calor de segunda ordem em
relacdo as coordenadas espaciais, duas condi¢des de contorno devem ser especificadas
para cada coordenada necessdria para descrever o sistema. Como a equagdo ¢ de
primeira ordem em relagdo ao tempo, somente uma condi¢do inicial precisa ser

especificada.

2.2. Incéndio

De acordo com a ABNT NBR 13860:1997, o incéndio ¢ o fogo sem controle. A
norma internacional ISO 8421-1 define o incéndio como sendo a combustdo rapida
disseminando-se de forma descontrolada no tempo e no espago. Deste modo fica claro
que o incéndio nao ¢ medido pelo tamanho do fogo. No Brasil, adota-se o termo

principio de incéndio quando o dano causado pelo fogo ¢ pequeno.
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A combustdo ¢ uma reagdo exotérmica (i.e. libera calor) entre o oxigénio do ar
(comburente) e os materiais combustiveis (substancias solidas, liquidas ou gasosas). A
fonte de calor necesséria para o inicio do processo de combustdo ¢ fornecida por meio
do calor proveniente das chamas ou dos elementos superaquecidos. Como a combustdo
€ um processo exotérmico, o calor gerado realimenta a reagdo tornando o processo
continuo até que o comburente se acabe.

No inicio dos anos 1700, a combustdo era explicada por meio da Teoria do
Flogistico desenvolvida pelos alemaes Johann Joachim Becher (1635-1682) e Georg
Ernst Stahl (1660-1734). Essencialmente a teoria admitia que os materiais combustiveis
eram ricos em flogistico'. Durante a combustio, uma substincia invisivel, insipida e
inodora, chamada de flogistico, era liberada. Apds a combustdo, o material ndo podia
mais se queimar, pois 0 que sobrava ndo continha mais o flogistico. A fundi¢do dos
metais também era condizente com essa teoria, pois a oxidacdo envolvia a transferéncia
de flogistico.

A compreensdo do fendmeno da combustao deve-se a Lavoisier (1743-1794),
onde foi demonstrado que nenhum material queimava sem a presenca de oxigénio e o
ganho de peso quando o metal se oxida, num recipiente fechado, ¢ equivalente a perda
de peso do ar preso no recipiente. Assim, abandonou-se a Teoria do Flogistico e
concluiu-se que a combustdo € apenas uma reagao com o oxigénio.

Ainda n3o h4a um consenso mundial para a definicdo do fogo. No Brasil, a
ABNT 13860:1997 define o fogo como sendo o processo de combustdo caracterizado
pela emissdo de luz e calor. O 6rgdo nacional de protecdo ao fogo dos Estados Unidos
(NFPA, 2003) define o fogo como a oxidagdo rapida auto-sustentada acompanhada de
evolugdo variada da intensidade de luz e calor. Por meio da norma internacional ISO
8421-1, o fogo ¢ o processo de combustdo caracterizado pela emissdo de calor
acompanhado de fumaga, chama ou ambos.

Inicialmente, foi proposta a teoria do Tridngulo do Fogo, a qual explica que para
que o fogo se mantenha devem coexistir o combustivel, o comburente e a fonte de calor.

Com a descoberta dos agentes extintores, foi necessario mudar a teoria, a qual ¢
atualmente conhecida pela designagdo Tetraedro do Fogo, onde o quarto vértice ¢ a
reacdo em cadeia que se processa da seguinte forma: ap6s o inicio da combustao, o calor

gerado pelas chamas atinge o combustivel que ¢ decomposto em particulas menores,

' Do grego phlgiston que significa queimar
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que se combinam com o comburente ¢ se queimam, irradiando mais calor para o
combustivel. Formam um ciclo constante o qual ¢ denominado por reagdo em cadeia. O
processo so acaba quando um dos integrantes do tridngulo do fogo se extingue.

Quanto a outros aspectos do projeto de seguranga contra incéndio, ¢ necessario
conhecer a toxidade das fumacas produzidas pelos elementos combustiveis, a taxa de
liberacao de calor e o indice de propagagao das chamas.

A fumaga € o principal perigo para as pessoas durante o desenvolvimento do
incéndio. Ela se expande de forma rapida devido a sua leveza, dificulta a visibilidade do
ambiente e provoca irritacdo do sistema respiratorio. O interesse na toxicidade da
combustdo originou-se quando estudos revelaram que a causa primaria das mortes
decorrentes de incéndio ¢ a inalacdo de gases aquecidos, toxicos e com deficiéncia de
oxigenio.

A propagacdo das chamas ¢ uma das propriedades mais regulamentadas e mais
testadas no que se refere ao desempenho ao fogo de um material. A propagagdo da
chama ¢ uma propriedade primaria por meio da qual os orgdos reguladores tentam
eliminar os materiais perigosos € melhorar a seguranga a vida humana em prédios.

O comportamento dos materiais diante do fogo depende das propriedades
térmicas e mecanicas dos materiais do elemento estrutural submetido a temperaturas
altas, sendo, portanto, um tema extremamente amplo e pode ser abordado em diferentes
aspectos. O comportamento dos materiais ¢, geralmente, funcdo da magnitude do
aquecimento e do tempo total de exposi¢do ao fogo. Todavia, em muitos casos, o
resultado ¢ produto da combinagdo desses parametros e outras variaveis do problema.

Os materiais combustiveis quando submetidos a temperaturas elevadas, se
existirem as condi¢des necessarias de oxigénio, serdo queimados, total ou parcialmente,
produzindo fumaca ou gases toxicos e calor. Quando os materiais ndo combustiveis sdo
submetidos a um fluxo externo de calor, a sua temperatura aumenta. Esse aumento gera
uma série de mudangas no material. Algumas dessas mudangas sdo reversiveis quando o
material ¢ resfriado, outras possuem uma caracteristica permanente.

A temperaturas elevadas, o aco apresenta uma redugdo consideravel no médulo
de elasticidade e na resisténcia ao escoamento, o que pode levar a perda de estabilidade
estrutural local ou global, conforme mostra a Figura 2.4. Se certo valor de temperatura

for ultrapassado, podem ocorrer deformagdes permanentes na estrutura.
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Figura 2.4: Instabilidade localizada de um pilar ap6s um incéndio (Lamont, 2001)

2.3. Representacao do Incéndio

A intensidade do incéndio ¢ regida pelo equilibrio energético e de massa
ocorrido em uma regido da edificagdo construida de forma a evitar a propagacdo do
incéndio para fora de seus limites. Essa regido, denominada de compartimento, pode ser
toda a edificagdo ou apenas uma parte dela, compreendendo um ou mais comodos,
espagos ou pavimentos. A energia liberada depende da quantidade e do tipo do
combustivel presente, das condi¢cdes de ventilacio do ambiente e dos elementos de
vedagdo. A representacdo real do incéndio em edificios ¢ bastante complexa devido a
grande variabilidade das varidveis envolvidas. Desse modo, a representagdo dos
cenarios do incéndio utilizados na pratica ¢ simplificada.

De um modo geral, o incéndio compartimentado pode ser representado por trés
fases distintas, conforme pode ser visto na Figura 2.5: (i) igni¢do, (ii) aquecimento e

(iii) resfriamento.
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Figura 2.5: Fases de um incéndio natural

A fase inicial ou de igni¢do (conhecida também como pré-flashover) é o periodo
em que as temperaturas permanecem baixas e o incéndio espalha-se lentamente, ndo
tendo nenhuma influéncia no comportamento estrutural dos edificios. Porém, ¢ a fase
mais critica do ponto de vista do salvamento dos ocupantes da edificacdo, pois sdo
liberados os gases toxicos que provocam a morte por asfixia. E nesta fase que os
sistemas de protecdo ativa (e.g. alarmes e chuveiros automaticos) podem ser eficientes
para evitar a inflamagao generalizada (flashover).

Na fase de aquecimento, o fogo se espalha por convecg¢do, radiagdo e condugdo,
até que ocorre a inflamag¢do generalizada dos gases e o incéndio se propaga por todo o
compartimento. Esse fenomeno, conhecido como flashover, ocorre quando a
temperatura abaixo do teto situa-se entre 450 ¢ 600°C (Seito et al, 2008). A partir do
instante da inflamagdo generalizada a temperatura no interior do compartimento sobe
drasticamente. Em seguida, ocorre a queima de todo o material combustivel e a
temperatura se mantém praticamente constante. A taxa de liberacdo de calor ¢&,
geralmente, governada pela ventilagdo disponivel no compartimento.

Com a falta de combustivel ou de oxigénio, inicia-se a fase de resfriamento com
uma diminuicdo progressiva das temperaturas e a taxa de combustdo volta a ser
controlada pelo combustivel. Essa fase pode ser antecipada por meio da intervengado do
corpo de bombeiros ou por outros meios de protegao ativa.

O oxigénio disponivel tem uma grande influéncia durante o desenvolvimento do

incéndio, podendo ocorrer duas situacdes (Real, 2003):
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(1) Incéndio controlado pela carga de incéndio: quando ha oxigénio
suficiente e a taxa de combustao depende somente das caracteristicas e
da quantidade do material combustivel;

(i1) Incéndio controlado pela ventilagdo: quando as aberturas de ventilacdo
do compartimento sdo pequenas quando comparadas com as dimensdes
da area do compartimento, sendo a taxa de combustdo condicionada a
quantidade de oxigénio disponivel.

A severidade do incéndio em um edificio ¢ influenciada por vérios fatores, tais
como, o tipo de combustivel, densidade e distribui¢do do combustivel, area e geometria
do compartimento, condi¢cdes de ventilagdao e as propriedades térmicas das paredes do
compartimento.

Segundo o Eurocode 1 parte 1.2 (2002) a relagdo temperatura dos gases quentes
versus tempo pode ser obtida por meio de uma curva padronizada de elevagdo de
temperatura, denominada incéndio-padrao, métodos analiticos simplificados, modelos
de zona ou pela modelagem computacional utilizando os principios da fluidodinamica
computacional (CFD).

Esses modelos sdo descritos sucintamente nos itens seguintes.

2.3.1. Incéndio-Padrio

Tendo em vista que a curva temperatura-tempo do incéndio possui muita
variabilidade dos parametros envolvidos, convencionou-se adotar um modelo
padronizado para a analise experimental de estruturas, de materiais de revestimento
contra fogo, de portas corta fogo, etc., em fornos de institutos de pesquisas. Esse
modelo ¢ conhecido como modelo do incéndio-padrao.

A principal caracteristica dos modelos de incéndio-padrdo € que as curvas sO
apresentam o ramo ascendente, ou seja, a temperatura dos gases ¢ sempre crescente com
o tempo e independente das caracteristicas do ambiente e da carga de incéndio. A
utilizagdo dessas curvas para a representacao dos incéndios reais tem pouco significado
fisico. No entanto, a norma brasileira ABNT NBR 14432:2000 ¢ a maioria das normas
estrangeiras permitem a utilizagdo de tempos padronizados associados a curva de
incéndio-padrdo com a finalidade de fornecer parametros de projeto. As curvas
padronizadas mais utilizadas sdo a ISO-834 (ISO, 2002), ASTM E119 (2005) e a curva

H para materiais a base de hidrocarbonetos (Eurocode 1 parte 1.2, 2002).
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A International Organization for Standardization, por meio da norma ISO-834,
recomenda a curva temperatura-tempo fornecida pela equacao (2.28). A utilizagdo dessa

curva ¢ recomendada pelo Eurocode 1 parte 1.2 (2002) e pela ABNT NBR 14432:2000,
0, =20+345log(8t+1), (2.28)

onde ¢, ¢ atemperatura dos gases em graus Celsius e t € o tempo em minutos.

A ASTM, por meio da norma E119 (2005), recomenda o uso da curva
temperatura-tempo fornecida na Tabela 2.1. Segundo Silva (2001), esta curva foi
adotada em 1918 tendo por fundamento os ensaios de pilares realizados pelo
Underwrites Laboratory de Chicago.

Para ambientes incendiados com materiais combustiveis formados por

hidrocarbonetos, o Eurocode 1 parte 1.2 (2002) sugere a equacao (2.29),
0, =20+1080(1-0,325¢ " —0,675¢ " ). (2.29)

Essas trés curvas estdo ilustradas na Figura 2.6.

Tabela 2.1: Curva temperatura-tempo conforme ASTM E119 (2005)

Tempo (min) Temperatura (°C) Tempo (min) Temperatura (°C)
0 20 55 916
5 538 60 927
10 704 65 937
15 760 70 946
20 795 75 955
25 821 80 963
30 843 85 971
35 862 90 978
40 878 120 1010
45 892 240 1093
50 905 480 1260
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Figura 2.6: Curvas de incéndio-padrao

2.3.2. Incéndio Natural

Outra forma de representar a acdo do incéndio € por meio do modelo de incéndio
natural compartimentado onde sdo consideradas as principais varidveis que influenciam
no aumento da temperatura dos gases. Diferentemente do modelo do incéndio-padrao, o
modelo do incéndio natural permite uma modelagem simplificada dos ramos
ascendentes e descendentes das curvas temperatura dos gases quentes versus tempo.
Para uso desses modelos ¢ necessario conhecer as caracteristicas dos materiais que
compdem as vedagdes do compartimento (densidade, calor especifico e condutividade
térmica), a carga de incéndio no compartimento e as areas de ventilagdo do ambiente em
chamas.

Os primeiros ensaios do ramo ascendente das curvas temperatura-tempo de um
incéndio natural compartimentado foram realizados em 1958, em trabalhos diferentes,
pelo japonés Kunio Kawgoe, do Building Research Institute, e pelo sueco K. Odeen, do
Royal Institute of Technology. Nesses trabalhos os autores consideraram o equilibrio
térmico entre o calor gerado durante a combustao e o calor dissipado pelas aberturas e
absorvido pela veda¢do do compartimento em chamas. No final da década de 1960, os
suecos Magnusson e Thelandersson apresentaram trabalhos que incluiram o ramo
descendente da curva temperatura-tempo.

A norma sueca SBN 1967 foi a primeira norma estrangeira que permitiu a
utilizacao do modelo de incéndio natural na determinagdo do tempo requerido ao fogo,
(Silva, 1999). As curvas temperatura-tempo apresentadas nessa norma eram
semelhantes as curvas de incéndio-padrao, porém com a inclusdo do grau de ventilacdo

como parametro.

24



O trabalho desenvolvido por Petterson et al (1976) foi incorporado na revisao da
norma sueca realizada na década de 1970. A norma sueca SBN 1975 apresenta tabelas e
diagramas que fornecem uma relacdo temperatura-tempo em funcdo da carga de
incéndio e do grau de ventilagdo. As principais hipoteses admitidas por Petterson et al
(1976) sdo: (i) o incéndio € restrito a uma area compartimentada; (ii) a distribuicao de
temperaturas dos gases ¢ uniforme em todo o volume do compartimento; (iii) a fase de
aquecimento do incéndio ¢ de ventilacdo controlada; (iv) o material combustivel ¢

formado por madeira cujo potencial calorifico ¢ igual a 18,8 MJ/kg e (v) o material de
vedagio ¢ composto de concreto e tijolo, tal que /pcA =1160J /m?’s"*°C , onde p, C

e A sdo, respectivamente, a densidade, o calor especifico e a condutividade térmica. O
produto pCA ¢é conhecido como inércia térmica. O método foi aferido a dezenas de
resultados obtidos em ensaios de incéndios em pequenos compartimentos.

Com base no trabalho de Kawagoe (1967), Lie (1974) desenvolveu expressdes
matematicas para as curvas temperaturas-tempo em fun¢do do grau de ventilagdo. Um
pouco mais tarde, Babrauskas e Williamson (1978) desenvolveram curvas temperatura-
tempo puramente tedricas sem base experimental.

A partir das hipoteses de Petterson et al (1976), Wickstrom (1985) propds uma
expressao Unica, equagao (2.30), para o ramo ascendente da curva em fungdo do grau de
ventilagdo e das caracteristicas dos materiais de vedacdo, a qual foi incorporada ao
Eurocode 1 parte 1.2 (2002). O modelo do incéndio natural ¢ valido para
compartimentos com area de piso superior a 500 m? com pé direito maximo de 4

metros e sem abertura no telhado,
6, =20+ 1325(1 —0,324e% —0,204e 7" — 0,472 ) (2.30)
onde t” é um tempo ficticio determinado pela equacao (2.31),

t =tr, (2.31)

sendo 6, a temperatura dos gases no tempo t;

t o tempo, em horas, decorrido desde a igni¢ao do fogo;

Vi
(0,04/1160)"

b=./pcA sendo 100<b <2200 e as constantes térmicas do material p, ce A devem

ser tomadas a temperatura ambiente;
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Vv ¢ o grau de ventilagcao dado por v = A\'\/% sendo 0,02<v<0,20;

A, a area total das aberturas verticais em todas as paredes (portas e janelas);

h a altura das aberturas verticais;
A a drea total de fechamento (paredes, piso e teto, incluindo as aberturas).
Deve-se observar que quando I'=1, a curva de aquecimento do modelo de

incéndio natural se aproxima muito com a curva-padrao ISO-834 (ABNT NBR

5428:2001), conforme mostra a Figura 2.7.
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Figura 2.7: Comparagao da curva ISO-834 com o ramo ascendente da curva
paramétrica quando I'=1.

A temperatura maxima dos gases na fase de aquecimento ocorre para o tempo

*

t..=t.I,onde t ¢é dado pelo maior valor entre as expressdes fornecidas pela

equacado (2.32),

0,2.10%q, , /v
tmax={t ha/ : (2.32)

lim
em que Q,, ¢ o valor de célculo da carga de incéndio especifica relativa a superficie de

area A de fechamento (paredes, piso e teto) dada pela equagdo (2.33),

0 :qﬁ’d% tal que S0MJ/m’<q,, <1000MI/m’,  (233)
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onde g, , ¢ o valor de calculo da carga de incéndio especifica relativa a superficie de
area A, de piso.
O tempo limite t, depende da taxa de combustdo de acordo com o material

combustivel e do grau de ventilagdo do ambiente compartimentado. Os tempos limites
para cada tipo de edificacdo podem ser consultados no Eurocode 1 parte 1.2 (2002).

Observa-se que quando t__=t, o incéndio ¢ controlado pela carga de

lim
incéndio, caso contrario o incéndio € controlado pela ventilagdo.
De acordo com as especificacdes do Eurocode 1 parte 1.2 (2002), quando

t . =t. ,aequagdo (2.31) deve ser substituida pela equagdo (2.34),

max

t'=tr, , (2.34)
com,
V. /b)’
lim = (0,(0:7%0)2’ (2.35)
Vi =0,1.1070, 4 /t,,, - (2.36)
Se v>0,04, q,, <75 e b<l1160, I';, deve ser multiplicado por k dado pela
equagao (2.37),

_ -75 _
o . [V0.04)( A (1160 bj‘ 237
0,04 75 1160

As equagoes (2.38) descrevem a fase de resfriamento das curvas naturais,

0, =0,, —625(t"-t;, x) se t.<0,5
0, =0, —250(3—t,, X)(t —t;, x) se 0,5<t’ <2,  (2.38)
0, =0, —250(t' -t x) se 22

onde t" é dado pela equagdo (2.31) e t’

max

¢ dado pelas equagdes (2.39) e (2.40),

. 0,2.107
— qt,d F

max ) (2.39)
\'
x=1 set_ >t.
t. T . 2.40
= th*m S€ Lo = Ly ( )

A titulo de exemplo, a Figura 2.8 mostra duas curvas de incéndio natural: uma
para o incéndio controlado pela ventilagdo e outra para o incéndio controlado pelo

combustivel. As curvas foram obtidas para um compartimento retangular de dimensoes
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de 3,0 m por 6,0 m e 2,5 m de altura. A carga de incéndio utilizada foi igual a 750
MlJ/m?2. Observa-se que quando o incéndio ¢ controlado pelo combustivel, a temperatura

maxima e a duracdo do incéndio sao menores.
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Figura 2.8: Curva temperatura tempo conforme modelo do incéndio natural.

Com base em resultados experimentais e analiticos, Feasey e Buchanan (2002)
propuseram uma modificacdo no calculo do tempo ficticio apresentado no Eurocode 1
parte 1.2 (2002). Segundo eles o multiplicador que fornece o tempo ficticio passaria a

ser calculado por meio da equacdo (2.41),

~[(v/0,04)
r= (B/1560) (2.41)

Outras curvas naturais temperaturas-tempo foram desenvolvidas nos ultimos
anos, dentre as quais podem ser citadas as contidas nos trabalhos de Ma e Mikeldinen
(2000) e Banett (2002):

(i) Ma e Mikeldinen (2000) desenvolveram curvas paramétricas para incéndios
em compartimentos pequenos € médios, em que a expressao da curva

paramétrica ¢ dada pela equagdo (2.42),

o
g, -20 t t
—4 | —exp|l-——1], 2.42
gmax_20 |:t exp[ t jj| ( )

m m
onde t é o tempo em minutos, t_o tempo correspondente a temperatura maxima

do gas (6, ) e o0 ¢é uma constante referente ao tipo da curva. O valor de &
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correspondente a fase de resfriamento ¢ aproximadamente duas vezes o valor

correspondente a fase de aquecimento. A maxima temperatura do gas ¢ dada

pela equagdo (2.43),

(i)

o —1240-11 (2.43)

max
Vv

Barnett (2002) desenvolveu uma expressao geral para a modelagem de curvas
de incéndio denominadas de curvas BFD. A expressdo proposta foi ajustada a
partir de 142 ensaios obtidos da literatura, sendo que 87% dos dados se ajustam
muito bem. Os combustiveis utilizados nos ensaios foram madeiras, petrdleo,
querosene, poliuretano, automoveis, cadeiras ¢ mobilias. A massa total de
combustivel variou de 3 a 5100 kg e as temperaturas maximas de incéndio
variaram entre 500 e 1200°C. As curvas BFD utilizam apenas uma expressao
para representar tanto a fase de aquecimento quanto a fase de resfriamento. A

expressao das curvas BFD ¢ dada pela equacao (2.44),

6,=20+0,e", (2.44)
onde 4, ¢ a temperatura maxima dos gases (°C) e,

2
. (Int —Slntm) ’ (2.45)

c

em que S, ¢ o fator de forma da curva, té o tempo decorrido desde a ignic¢do

do fogo e t,, € o tempo em que ¢, ocorre em minutos.

Anos mais tarde, Barnett (2007) calibrou os coeficientes da sua expressao geral

para as curvas de incéndio mais citadas na literatura, conforme mostra a Tabela 2.2.

Tabela 2.2: Coeficientes da curva BFD (Barnett, 2007)

Curva 6., (°C) t, (min) S,
ISO-834 1148 10000 62
ASTM E119 1211 3500 58
Hidrocarbonetos 1065 80 60
Elementos Exteriores | 660 50 150
Curva Paramétrica 810 20 1,5
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Em situagdes especificas, podem-se usar métodos computacionais avancados
(item 2.3.5 deste texto) para a determinacao da curva temperatura-tempo, envolvendo

mais parametros intervenientes no processo.

2.3.3. Incéndios Localizados

O incéndio ¢ classificado de localizado quando ndo ha possibilidade de ocorrer o
flashover. Segundo Wang (2002), essa situacdo ocorre em edificios de grandes
dimensdes e vazios, tais como estacionamentos, estadios e aeroportos. Nesses edificios
somente alguns elementos sao sujeitos a aquecimentos.

O Eurocode 1 parte 1.2 (2002) fornece, de maneira simplificada, o fluxo de calor

na superficie dos elementos submetidos a incéndios localizados.

2.3.4. Modelos de Zona

Os modelos de zona consideram o compartimento dividido em zonas, onde para
cada zona a temperatura ¢ admitida uniforme. Geralmente, na fase de pré-flashover
adotam-se duas zonas, as quais sdo conectadas pela pluma. Os modelos de uma zona
sdo mais simples e sdo empregados na fase de pos-flashover.

Esses modelos sao fundamentados nas leis de conservacdo de massa, momento e
energia, as quais sdo aplicadas em cada zona em um processo dindmico que calcula o
tamanho, a temperatura e a concentragao de espécies em cada zona com o progresso do
incéndio. Durante o processo, a pluma de fogo e o movimento da fumaca e dos produtos
toxicos sao levados em consideragao.

Segundo Buchanan (2002), os modelos de zona fornecem a altura da camada, a
temperatura e a concentragdo dos gases quentes, a temperatura das paredes ¢ dos pisos e
o fluxo de calor no piso. Nao ¢ possivel obter a evolu¢ao da temperatura em objetos ou
superficies por meio dos modelos de zona.

Os programas computacionais COMPF2 desenvolvido no NIST — National
Institute of Standards and Technology, EUA, ¢ SFIRE-4 da Universidade de Lund,
Suécia, se destacam na modelagem de uma zona. Nos modelos de duas zonas destacam-
se os programas computacionais CCFM.VENTS e CFAST desenvolvido pelo NIST e o
programa OZONE da Universidade de Liége, Bélgica.

Para uma analise mais realista deve-se utilizar a modelagem com base na

fluidodinamica computacional.
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2.3.5. FluidodiniAmica Computacional

A fluidodinamica computacional (CFD) tem sido utilizada na modelagem do
movimento de fumagca e, recentemente, na modelagem de incéndio. Essa técnica permite
a modelagem de incéndios localizados e da fase pre-flashover em compartimentos de
geometrias complexas, considerando o movimento de fumaga entre os compartimentos.

Os modelos de CFD envolvem a associacao dos fendomenos de escoamento de
fluidos e transferéncia de calor. Essa associagdo ¢ realizada por meio da resolugdo das
equagdes fundamentais da mecanica dos fluidos e da termodinamica.

Apesar de os modelos de CFD necessitarem de elevado esforco computacional,
os modelos fornecem temperatura, velocidade e concentracdo das espécies quimicas em
cada ponto do compartimento modelado.

Para a modelagem de incéndio por meio de CFD destacam-se os programas
computacionais SMARTFIRE desenvolvido na Universidade de Greenwich, FDS do
NIST e o SOFIE da Universidade de Cranfield. Exemplos de uso do SMARTFIRE
podem ser vistos em Silva et al (2006) e Azevedo (2009).

2.4. Carga de Incéndio Especifica

Na definicdo do modelo de incéndio natural, uma das varidveis de grande
importancia ¢ a carga de incéndio especifica. Entende-se por carga de incéndio tudo
aquilo que pode ser caracterizado como combustivel, portanto quanto maior a carga de
incéndio especifica de um compartimento maior a dura¢do do incéndio.

A carga de incéndio em um compartimento ¢ definida como a energia total a ser
liberada durante um incéndio. Uma parte dessa energia ¢ utilizada para aquecer o
ambiente e outra parte € liberada por meio das aberturas do compartimento.

A carga de incéndio especifica ¢ definida pela razao entre a carga de incéndio e a

area do pavimento ( A, ) do compartimento incendiado, podendo ser também expressa
em relacdo a area total (A ) do compartimento, incluindo a vedagdo (paredes, piso e

teto) e as aberturas. Essa tultima defini¢do ¢ mais adequada, pois o fluxo de calor
transfere-se por meio de todos os elementos de vedacdo e das aberturas do
compartimento.

A carga de incéndio especifica caracteristica ((, ) pode ser expressa por meio da

equacdo (2.46), Eurocode 1 parte 1.2 (2002),
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onde M, ¢ a massa total de cada componente i do material combustivel cujo valor tenha
uma probabilidade inferior a 20% de ser excedido durante a vida util da edificagdo; H,

¢ o potencial calorifico de cada componente do material combustivel definido na ABNT
NBR 14432:2000; m, ¢ um coeficiente adimensional que representa a eficiéncia da
combustdo de cada componente do material combustivel onde m=1 representa a
combustido completa e m=0 representa a auséncia de combustdo durante o processo do

incéndio; y; € um coeficiente adimensional que representa o grau de prote¢do ao fogo,
w =0 para materiais com protecdo completa durante o incéndio e =1 para materiais
sem protecdo. O Eurocode 1 parte 1.2 (2002) recomenda utilizar m=1. Schleich e Cajot
(1997) propdem utilizar m=0,7 e y =1, salvo em estudos mais precisos.

Tendo em vista a dificuldade na determinagdo da carga de incéndio especifica
caracteristica, a ABNT NBR 14432:2000 fornece esse parametro em funcao do tipo de
ocupacao da edificagdo.

O valor de calculo da carga de incéndio especifica () € dado pela equagio
(2.47),

Uiia = 7n¥sGn> (2.47)
onde y, ¢ um coeficiente adimensional que leva em conta a presenga de medidas de
protecdo ativa, que permite reduzir a severidade do incéndio, e y, € o coeficiente de

seguranca que depende do risco de incéndio, ou seja o perigo de inicio de incéndio e as
consequéncias do colapso da edificagdo. Esses coeficientes de ponderagao podem ser

encontrados no texto de revisao da NBR 14323 (2011).

2.5. Ensaios de Corpos de Prova a Temperaturas Elevadas

As propriedades mecanicas, para fins de projeto em situagdo de incéndio, sdo
determinadas a partir de ensaios normatizados, visto que seus valores sdo fortemente
influenciados pelo procedimento de ensaio para determina-los. Segundo Wang (2002),
os ensaios podem ser de dois tipos: (i) estaciondrio e (ii) transiente. No ensaio
denominado de transiente a estrutura ¢ submetida a carregamentos a temperatura

ambiente. Os carregamentos s3o mantidos constantes e entdo a estrutura ¢ exposta ao
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fogo. O ensaio termina quando um dos critérios de falha ¢ atingido, sendo esse tipo de
ensaio o que simula mais apropriadamente as condigdes de um incéndio. Segundo

Segundo Buchanan (2002), todos os modos de ensaio apresentam alguma
dificuldade na realizacdo, visto que os efeitos da fluéncia influenciam todos os
resultados dos testes. Existe também uma dificuldade em ensaios com corpos-de-prova
grandes e em regime transiente de temperatura, pois a taxa de aumento de temperatura
pode ndo ser uniforme sobre a se¢do transversal.

Para varios materiais, a relagdo tensdo-deformacao a temperaturas elevadas pode
ser obtida diretamente a partir de ensaios em regime estacionario de temperatura ou ser

calculada a partir de resultados desses mesmos ensaios em regime transiente.

2.6. Propriedades Térmicas do Aco

Nesse item sdo apresentadas as propriedades térmicas do ago de acordo com o
texto de revisao da ABNT NBR 14323 (2011). Todas as propriedades térmicas sao
dadas em funcdo da temperatura do aco. A norma permite a utilizacdo de valores
simplificados que fornecem bons resultados, para uma andlise térmica, quando

comparados com resultados mais precisos.

2.6.1. Massa Especifica

A massa especifica do ago ¢ pouco influenciada pela temperatura e ¢
considerada igual a 7850 kg/m?. Milke (2002) propde que a massa especifica seja igual
a 7868 kg/m>.

2.6.2. Calor Especifico

O calor especifico (€) ¢ definido como sendo a quantidade de calor requerida
para aquecer uma unidade de massa do material em um grau Celsius. O calor especifico
para uma faixa de temperaturas de 20°C a 1200°C ¢ fornecido pelas equagdes (2.48) a
(2.51). A variagao do calor especifico para os acos em fun¢do da temperatura esta
mostrada na Figura 2.9,

c=425+0,7736,-0,01690; +2,22.10°6; para 20°C < 6, <600°C, (2.48)
13002

C=666+—— para 600°C < 6, <735°C, (2.49)
738—-6,
c=545+ 91783(3)1 para 735°C <6, <900°C, (2.50)
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€ =650 para 900°C < 6, <1200°C, (2.51)

onde 6, ¢ a temperatura do ago em °C.
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Figura 2.9: Variacao do calor especifico em fun¢do da temperatura.
Observa-se que o calor especifico do aco tem um pico em torno dos 735 °C. Isso
se deve ao fato da mudanca da fase do ago que consome uma grande quantidade de
energia.
De uma forma simplificada, o texto de revisdo da NBR 14323 (2011) permite

considerar o calor especifico do aco constante e igual a 600 J/kg°C.

2.6.3. Condutividade Térmica

A condutividade térmica dos agos (4 ) representa a taxa de calor transferida pela
diferenca de temperatura por unidade de comprimento do material. A condutividade
térmica dos agos pode ser determinada por meio da equacdo (2.52). A variacdo da

condutividade térmica para os acos em fun¢do da temperatura esté ilustrada na Figura
2.10.

A=54-0,03330, para 20°C < 6, <800°C

2.52
A=27,3 para 800°C < 6, <1200°C (252)
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Figura 2.10: Varia¢do da condutividade térmica em funcao da temperatura.
O texto de revisio da NBR 14323 (2011) ainda permite considerar a

condutividade térmica do ago constante e igual a 45 W/m°C.

2.6.4. Alongamento
O texto de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011) permite que os efeitos da

restricdo a dilatacdo sejam desprezados quando se emprega o método simplificado com
base no incéndio-padrdo. Essa simplificacdo ¢ bastante discutivel. Ha casos de vigas
biapoiadas, ndo superpostas por lajes, em que a flecha é acentuada ocasionando uma
inversao de compressao para tracao da reacao de apoio horizontal de origem térmica
(Silva, 1997). Em casos de vigas de ago superpostas por laje de concreto, mistas ou ndo,
restritas a dilatacdo axial, se por um lado, a flecha ¢ menor nao ocorrendo inversao de
sinal da reagdo de apoio, por outro, o gradiente térmico, que ocorre pela presenca da
laje, faz com que a reacdo de apoio de compressdo seja aplicada abaixo do centro
geométrico da secdo transversal da viga gerando um momento fletor contrario ao
provocado pelas forgas gravitacionais (Underwriters Laboratory, 2011). Nesses casos de
viga, a desconsideracdo da dilatagdo ¢ favoravel a seguranca. Considera-la conduziria a
resultados mais econdmicos. Em determinados pilares, a desconsideracao dos esforgos
provenientes da restricao a dilatagdo pode ser prejudicial (Dorr, 2010). Em analises mais
rigorosas de estruturas mais complexas, a deformacao axial de origem térmica deve ser

considerada.
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A dilatacao térmica dos acos pode ser determinada por meio das equagdes (2.53)
a (2.55). A variagdo da dilatagdo térmica para os acos em funcdo da temperatura esta
apresentada na Figura 2.11,
?—I =1,2.10°6,+0,4.10°6> -2,416.10"  para20°C <@, < 750°C ,(2.53)

AI—' =1,1.10"  para 750°C <6, <860°C, (2.54)

ATI =2.10°6,-6,2.10"°  para 860°C <@, <1200°C, (2.55)

onde | ¢ o comprimento da pega de aco a 20°C, Al ¢ a expansdo térmica provocada pela

temperatura e ¢, a temperatura do ago em graus Celsius.

0 200 400 600 800 1000 1200
Temperatura (°C)

Figura 2.11: Variacao da dilatacdo térmica em fungdo da temperatura.
De uma forma simplificada, o texto de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011)
permite a consideragdo do alongamento térmico por meio da equacgdo (2.56).

ATI =14.107 (6, - 20) (2.56)

2.6.5. Conveccao

O texto de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011) recomenda que o coeficiente de
transferéncia de calor por convecgao entre os gases quentes € as estruturas de ago seja
igual a 25W/m2K independentemente da temperatura. Nao ha necessidade de um valor

mais preciso, pois a medida que o aco aumenta de temperatura, ela se aproxima cada
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vez mais da temperatura do gas e, consequentemente, reduz a transferéncia de calor por

convecgao.

2.7. Modelagem Numérica

Nos ultimos anos, varios pesquisadores t€ém trabalhado no desenvolvimento de
programas de computador para a analise de estruturas em situa¢do de incéndio. Com o
aumento exponencial na capacidade dos computadores pessoais e, consequentemente, a
popularizagdao do Método dos Elementos Finitos, a aplicacdo dos métodos avangados de
dimensionamento de estruturas em situacao de incéndio tem-se tornado uma ferramenta
importante na analise dessas estruturas.

O método avancado de andlise de estruturas em situacdo de incéndio ¢,
normalmente, dividido em duas partes: (i) a andlise térmica, que considera a
transferéncia de calor entre os elementos estruturais, e, (i1) a analise estrutural, que
determina o comportamento mecanico dos elementos aquecidos e suas interacdes com o
restante da estrutura.

A seguir sdo apresentados alguns programas computacionais comerciais que tém
sido utilizados de forma corrente na analise de estruturas em situacao de incéndio.

O programa Super TempCalc (STC), desenvolvido pela FSD (Fire Safety
Design, Suécia), realiza a analise térmica ndo linear transiente de estruturas
bidimensionais por meio do método dos elementos finitos. Por meio do programa
Matlab, o STC gera automaticamente a malha de elementos finitos no dominio
bidimensional, além de apresentar o campo de temperaturas em funcdo do tempo de
exposi¢ao ao incéndio. As propriedades térmicas dos elementos podem ser varidveis
com a temperatura.

Os resultados das andlises térmicas obtidos por meio do STC foram validados
contra inumeros resultados experimentais desde 1985 (Anderberg, 2004). A
confiabilidade da analise térmica fornecida pelo STC ¢ mundialmente reconhecida,
sendo usado pelo grupo de pesquisadores responsaveis pela elaboragdo do Eurocode 2
parte 1.2 (2004). Deste modo, o programa STC sera utilizado na calibragdo do programa
de analise térmica ATERM, desenvolvido nesta Tese de Doutorado, conforme sera visto
no capitulo 3.

O programa SAFIR (Franssen et al, 2005), desenvolvido na Universidade de
Licge, Bélgica, ¢ utilizado para a andlise termestrutural via método dos elementos

finitos. Deve-se realizar, primeiramente, a analise térmica para cada parte da estrutura e,
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com base nos historicos de temperaturas gerados, realizar a analise estrutural. Talamona
e Franssen (2005) adicionaram ao programa SAFIR elementos de casca que permitiram
a andlise de instabilidade local em estruturas em situacdo de incéndio. Ressalta-se que
os modulos de analise térmica e estrutural ndo estdo totalmente integrados.

O programa VULCAN, desenvolvido desde 1985 na Universidade de Sheffield,
Reino Unido foi concebido para modelar o comportamento de estruturas de edificios em
situagdo de incéndio. Segundo Ferreira (2006), a estrutura ¢ modelada com um conjunto
de elementos de vigas, pilares, conectores de cisalhamento e lajes. O programa ndo
realiza a analise térmica, sendo que o histérico de temperaturas na estrutura deve ser
fornecido ao programa.

No Brasil, alguns programas de andlise termestrutural t€ém sido desenvolvidos
nos ultimos anos. Landesmann (2003) desenvolveu um programa de portico por meio
do Método das Rotulas Plasticas, para a anélise do comportamento de estruturas planas
em situagdo de incéndio. Caldas (2008) desenvolveu, na Universidade Federal de Minas
Gerais, modelos numéricos para analises do comportamento de estruturas de aco,
concreto e mistas em situagdo de incéndio. Os modelos foram desenvolvidos por meio
de elementos de vigas tridimensionais e de casca. Para simular as liga¢cdes semi-rigidas
em situacdo de incéndio, Caldas (2008) incorporou molas ao elemento de viga. Ribeiro
(2009) desenvolveu um programa de computador, com base no Método dos Elementos
Finitos, para a andlise do comportamento termomecanico de estruturas tridimensionais
de ago, concreto e mistas em situagdo de incéndio.

Recentemente, Rigobello et al (2011) aplicaram um elemento finito de portico
laminado nao linear com formulagdo posicional para andlise de porticos tridimensionais
em situacdo de incéndio. Diferentemente da abordagem convencional do método dos
elementos finitos, o qual utiliza o0 método dos deslocamentos, a formulacdo posicional
tem por base a posicdo dos nos dos elementos finitos. Além disso, o elemento utiliza a
teoria ndo linear geometricamente exata. Devido as caracteristicas do elemento, as
analises realizadas por Rigobello et al (2011) ndo detectam os fendmenos de
instabilidade local e distorcional.

Alguns pesquisadores utilizam programas comerciais para a andlise de perfis
formados a frio em situagao de incéndio. Pode-se destacar o trabalho de Landesmann et
al (2009), onde, por meio do programa ANSYS, verificam a influéncia das imperfei¢oes
geométricas iniciais na resisténcia Ultima de pilares de aco formado a frio em situacdo

de incéndio. A andlise ¢ efetuada por elementos de casca ndo lineares (geométrica e do
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material). Estuda-se o comportamento pos-critico de pilares de se¢ao Ue suscetiveis a
instabilidade distorcional. As andlises foram efetuadas em regime permanente e
transiente onde foram obtidas as for¢as e temperaturas de colapso. Os resultados obtidos
pelas duas estratégias de carregamento foram semelhantes.

Recentemente, Landesmann e Camotim (2011) utilizaram o programa ANSYS
para a analise do modo distorcional de pilares de aco formado a frio em situacao de
incéndio. Eles concluiram que a capacidade resistente dos pilares pode ser obtida por
meio de uma analise estacionaria, na qual a temperatura ¢ mantida constante e a forga ¢
aumentada gradualmente, pois as diferencas em relacdo a andlise transiente sdo

pequenas.

2.8. Determinacio da Temperatura Atuante no Elemento Estrutural

Na area de engenharia de estruturas em situagao de incéndio sabe-se que a ruina
de um elemento estrutural ¢ determinada pelo campo de temperaturas ao qual esta
submetido.

Conforme visto no item 2.3, o incéndio real ou natural atinge uma temperatura
maxima. Se a temperatura for uniformemente distribuida no elemento estrutural, ¢
possivel, a partir das expressoes de transferéncia de calor, determinar a temperatura no
elemento estrutural. O dimensionamento da estrutura para essa temperatura assegura
uma resisténcia ao fogo durante a vida 1til da estrutura.

Na préatica utiliza-se a curva de incéndio-padrao no projeto de estruturas em
situagdo de incéndio, a qual ndo apresenta uma temperatura maxima (ver item 2.3.1),
surgindo uma dificuldade operacional na determinacdo do campo de temperatura
atuante no elemento estrutural. Para resolver esse problema utiliza-se o conceito de
tempo requerido de resisténcia ao fogo (TRRF). O TRRF ¢ um tempo ficticio e
estipulado de acordo com o tipo de ocupagdo e altura da edificacio (ABNT NBR
14432:2000), que associado a curva de incéndio-padrdo, que também ¢ ficticia, fornece
a temperatura maxima dos gases quentes ¢ permite determinar, por meio das expressoes
de transferéncia de calor ou por modelagem numeérica (€.g. com o auxilio do método dos
elementos finitos), o campo de temperaturas da estrutura e, assim, dimensiond-la,

conforme mostra a Figura 2.12.
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Figura 2.12: Curva temperatura-tempo do incéndio e da estrutura conforme o
incéndio-padrao.
2.9. Dimensionamento de Estruturas em Situacao de Incéndio

O objetivo principal do projeto de estruturas em situagdo de incéndio ¢ garantir a
capacidade resistente das estruturas, durante um periodo de tempo preestabelecido,
suficiente para que todas as agdes de combate ao fogo possam ser tomadas.

O texto de revisio da ABNT NBR 14323 (2011) permite que o
dimensionamento de estruturas em situacao de incéndio seja realizado por (i) ensaios,
(i1) métodos analiticos simplificados ou (iii) métodos avangados de andlise.

Segundo Real (2003), o primeiro método internacionalmente aceito para o
dimensionamento de estruturas em situagdo de incéndio baseia-se em ensaios
normatizados de resisténcia ao fogo. Nesses ensaios, o elemento ¢ montado em fornos,
onde a temperatura varia com o tempo de acordo com a curva de incéndio-padrao (ISO
834).

O dimensionamento consiste em provar que o elemento estrutural tenha uma
resisténcia ao fogo, determinada no ensaio, igual ou superior a resisténcia requerida
pelas normas e instrugdes técnicas.

Os ensaios normatizados possuem alguns inconvenientes. E dificil reproduzir as
condi¢des de aquecimento ¢ de apoio dos elementos, ndo sendo possivel simular com
rigor as reais condi¢des de ligacdo com o resto da estrutura. Consequentemente, pode-se
obter uma varia¢do significativa de resisténcia ao fogo para um mesmo elemento
estrutural, quando ensaiados em diferentes laboratérios, com fornos de diferentes
caracteristicas e condigdes de apoio e ligagdo também diferentes. Outro inconveniente
esta relacionado com as dimensdes dos fornos, que limitam a dimensao dos elementos a

analisar.
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O método simplificado de dimensionamento proposto no texto de revisdo da
ABNT NBR 14323 (2011) aplica-se as barras prismaticas de ago constituidas por perfis
laminados e soldados ndo hibridos, as vigas mistas e pilares mistos e as lajes de
concreto com forma de ago incorporada. O texto de revisdo dessa norma inclui o
dimensionamento de perfis formados a frio em situacdo de incéndio com base em
recomendacdes constantes de Pierin e Silva (2010), o qual sera discutido no capitulo 5
dessa Tese.

O método simplificado se aplica a elementos estruturais envolvidos pelos gases
quentes, no interior de um compartimento em chamas.

Como a condutividade térmica do aco ¢ alta, o método simplificado adota para a
obtencdo dos esforcos resistentes, dependendo do tipo de solicitacdo e do estado limite
ultimo, consideram-se uma distribui¢do uniforme de temperatura na secao transversal e
ao longo dos elementos estruturais ou uma distribuicdo ndo uniforme de temperaturas
por meio de procedimentos favoraveis a seguranca.

Na determinacao das solicitagdes de calculo, os efeitos das deformacodes
térmicas resultantes dos gradientes térmicos ao longo da altura da se¢do transversal
precisam ser considerados. Caso se utilize a curva de incéndio-padrao ISO 834, as
expansoes térmicas podem ser desprezadas.

No caso de vigas sem revestimento contra fogo ou com revestimento tipo
contorno, com laje de concreto sobreposta, o gradiente térmico pode ser obtido pela
diferenga de temperaturas entre a mesa superior e inferior, considerando que essas
mesas possuem aquecimentos independentes. Para vigas com revestimento tipo caixa, o
perfil pode ser considerado com temperatura uniforme.

Ao se considerar os efeitos das deformagdes térmicas resultantes dos gradientes
térmicos, admite-se, por simplificacdo, efetuar a andlise estrutural tomando o modulo de
elasticidade constante e igual ao seu valor a temperatura elevada em todos os elementos
afetados pelo incéndio.

Os métodos avancados proporcionam uma andlise realistica da estrutura e do
cendrio do incéndio e podem ser usados para elementos estruturais individuais com
qualquer tipo de se¢do transversal, incluindo elementos estruturais mistos, para
subconjuntos ou para estruturas completas, internas, externas ou pertencentes a vedagao.
Eles devem ter por base o comportamento fisico fundamental, de modo a levar a uma
aproximacao confidvel do comportamento esperado dos componentes da estrutura em

situacdo de incéndio.
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Os métodos avangados podem incluir modelos separados para a determinagao
do desenvolvimento e da distribuicdo de temperatura nas pegas estruturais (analise
térmica) e para a andlise do comportamento mecanico da estrutura ou de alguma de suas
partes (analise estrutural).

Os métodos avangados podem ser usados em associacdo com qualquer curva de
aquecimento, desde que as propriedades do material sejam conhecidas na faixa de
temperatura considerada.

A andlise térmica deve ser baseada em principios reconhecidos e hipoteses da
transferéncia de calor. O modelo adotado deve considerar as agdes térmicas relevantes e
a variacdo das propriedades térmicas do material com a temperatura. Os efeitos da
exposicao térmica ndo uniforme e da transferéncia de calor a componentes de edificios
adjacentes devem ser incluidos quando forem relevantes. A favor da seguranca, os
efeitos de migracdao de umidade no material de revestimento podem ser desprezados.

A andlise estrutural deve ser baseada em principios reconhecidos e hipoteses da
mecanica dos solidos. Os efeitos das tensdes e deformacoes induzidas termicamente em
virtude do aumento de temperatura e das temperaturas diferenciais devem ser
considerados. Quando relevantes, devem ser considerados os efeitos combinados de
acOoes mecanicas, imperfeicdes geométricas e agdes térmicas, as variagdes das
propriedades dos materiais em fun¢ao do aumento da temperatura, os efeitos da nao
linearidade geométrica, os efeitos da ndo linearidade do material, incluindo os efeitos do
carregamento e descarregamento na rigidez estrutural.

As deformagdes no estado limite ultimo devem ser limitadas, quando necessario,
para assegurar que a compatibilidade seja mantida entre todas as partes da estrutura.

Se necessario, o projeto deve ser fundamentado no estado limite ultimo pelo qual
as deformacgdes calculadas da estrutura poderiam causar o colapso devido a perda de
apoio adequado de um elemento estrutural.

No proximo capitulo, apresenta-se a formulagdo do método dos elementos

finitos aplicado a andlise térmica de estruturas bidimensionais.
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3. METODO DOS ELEMENTOS FINITOS APLICADO A ANALISE
TERMICA

Inicialmente, o método dos elementos finitos foi aplicado a problemas
mecanicos da engenharia estrutural. A andlise térmica foi a primeira area nao estrutural
a utilizar o método dos elementos finitos para a modelagem de problemas de
engenharia.

A determina¢do do campo de temperaturas no elemento estrutural € o primeiro
passo para a andlise de estruturas em situagdo de incéndio. A distribuicdo de
temperaturas influencia a distribui¢@o de tensdes no elemento estrutural.

Neste capitulo apresenta-se a formulacdo e a implementacdo computacional de
um elemento plano de quatro nds utilizado na analise térmica de estruturas.

O calor propaga-se no ago por condugdo, cujo fendmeno € regido pela equagao
de Poisson que, para dominios bidimensionais, ¢ dada pela equacao (3.1),

o(,00\ o(, a0 ~ 80
A gl gag)esnT Y

em que A4 e A sdo as condutividades térmica do material nas diregdes X e Y,

respectivamente, Q ¢é o calor gerado internamente por unidade de volume e de tempo,
p € amassa especifica, ¢ é o calor especifico, & é a temperatura e t € o tempo.

Para materiais isotropos, tais como o ago ¢ o concreto, a condutividade térmica
ndo varia em fungdo das diregdes X e Y, ou seja:

A=A =2, (3.2)

Para resolver a equagado (3.1) € necessario impor as condi¢des de contorno € as
condicdes iniciais no modelo matematico. As condig¢des gerais de contorno nas quais se
encontra uma estrutura, sujeita a equagao de Poisson, sdo as condi¢des de Dirichlet e de
Neumann. A condicao de Dirichlet, ou temperatura prescrita, supde conhecida para todo
instante a temperatura em uma parte do contorno.

A condi¢ao de Neumann supde que seja conhecido o fluxo de calor, ¢, em uma

parte do contorno em todo o instante. Matematicamente, essa condi¢do pode ser escrita
pela equacao (3.3), ou seja, a derivada do campo de temperaturas em relagdo a normal a
superficie no contorno, N,

00

-A—=4. 33
o ¢ 3.3)
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Uma superficie com condicdo adiabatica ou isolada termicamente pode ser

simulada por meio da imposi¢ao de um fluxo nulo (4 =0).

Os fendmenos de convecgdo sdo incluidos no modelo numérico por meio da
condicdo de contorno de Neumann, que pode ser reescrita pela equacgdo (3.4),
00
A—=0a.(0 -6,), 34
an c ( 0 ) ( )

em que «, € o coeficiente de convecgdo e 6, ¢ a temperatura do fluido externo.

Segundo Bathe (1996), a condi¢do de temperatura prescrita em uma parte do
contorno pode ser simulada por meio de um coeficiente de convecg¢dao bem maior do que
o coeficiente de condug@o do material, dessa maneira a temperatura prescrita no nd sera
igual a temperatura do fluido adjacente ao no.

A solugdo da equacgdo diferencial (3.1) pode ser obtida numericamente por meio
do método dos elementos finitos (MEF). Para a utilizagao do MEF ¢é necessario escrever

a formulacao fraca do problema, a qual € obtida por meio da equagdo (3.5),

jw{i(zﬁ}i( a9]+Q— c%}dﬂ 0, (3.5)
ol ax\"ox) eyl oy 0

onde W ¢ uma funcdo arbitraria denominada de funcdo peso e Q ¢é o dominio do
problema.

Integrando por partes os dois primeiros termos da equagdo (3.5), se obtém a

jw[ﬁ(ﬂagj a[z%ﬂm:j(wﬁﬁl Wﬂ%mde—
@l ox\ ox) oyl oy 0 oy

[ 200 ow, 000 4
OXx oOX oy oy

equacgdo (3.6),
, (3.6)

onde S representa a regido de contorno do problema e | e m sdo os cossenos diretores.

Substituindo a equagdo (3.6) em (3.5), tem-se a equagdo (3.7).

06 06
ijdQ J.WchdQ j[ wa I+ ﬁam]dS—
(3.7)
1 (6w 100, awiangQ=0
ox ox oy oy

Discretizando o dominio do problema em um numero finito de elementos e

utilizando-se no Método de Galerkin o conjunto de fungdes de interpolacdo N; como
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funcdes peso. Assim, a temperatura em qualquer ponto no interior do elemento finito

pode ser aproximada pela a equagao (3.8),

0(x.y.1)=3Ng,. (3)

onde n ¢ o numero de nods do elemento, N; = N; (X, y)sdo as fungdes de interpolagéo e

0, sdo as temperaturas nodais do elemento.

Substituindo a equacgdo (3.8) em (3.7), chega-se no sistema de equacdes (3.9),

que representa o equilibrio térmico em cada elemento finito.

oN, 96 . 0N, 86 00
-[ { o EEE—NQ +N, c—}olAe

sz 1dS, + jN;tEmdse:o

parai=1atén, (3.9)

em que Ae e S representam a area e a superficie do dominio do elemento

A derivada do campo de temperaturas em relacdo a normal a superficie no
contorno, N, pode ser escrita em fungdo dos cossenos diretores, | ¢ m, por meio da
equacgao (3.10),

%=69I 60 (3.10)
on  oXx ay

Substituindo as equacgdes (3.4) e (3.10) na equacdo (3.9), se obtém a expressao

3.11),

: 00 N, 99, dN, 6
J NiQdA -] NipCEdAE—J‘AE[ = o lﬁa}dp‘?_k Nie, (6 —6,)dS, =0.(3.11)

Definindo-se a matriz de fung¢des de interpolagdo N e o vetor de temperaturas

nodais por meio das expressdes (3.12),

N (3.12)

onde n ¢ o nimero de nés do elemento e N; sdo as fungdes de interpolagdo do elemento
finito.
Assim, pode-se reescrever a equagdo (3.8) sob forma matricial por meio da

equagdo (3.13).

||
Z
1%

(3.13)

O(x,y,t :Z
=1
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Define-se também a matriz de condutividade do material, para o caso de material

/1_10 3.14
~_Oﬁ,’ ()

e o vetor gradiente pela expressao (3.15),

1s6tropo, por meio da equagdo (3.14).

0

ox
= . 3.15
V=17 (3.15)

oy
Inserindo-se as expressdes (3.12) a (3.15) na equagdo (3.11) e rearranjando os

termos, obtém-se o sistema de equagdes (3.16),

00 T
N"pcN—=dA +| (VN) AVNGdA +
L\* ot J’*( ) , (3.16)

T _ TA T
JNTa,Ngds, = N'QdA +| N'a.6,ds,

O sistema de equagdes (3.16) pode ser reescrito de forma matricial por meio da
equacdo (3.17),

CO+KO=F, (3.17)

onde Q ¢ a primeira derivada do campo de temperaturas em relacdo ao tempo
%)

A matriz de capacitancia total (K ) do elemento ¢ dada pela equagdo (3.18),

K = Keng + Koo » (3.18)
onde a matriz de condutividade do elemento ¢ dada pela equagao (3.19),
Kens = |, BT 4BdAe, (3.19)
em que,
B=VN, (3.20)
e a matriz de convecgdo do elemento ¢ dada pela equacdo (3.21),
Koo = [ N"a.N@dSe, (3.21)

em que «, € o coeficiente de convecgao.

A matriz de capacidade térmica (C ) do elemento ¢ dada pela equagao (3.22).

C= jAe N" pcNdAe, (3.22)

46



onde p ¢ a massa especifica e C € o calor especifico.

O vetor de agdes térmicas consistentes ( F ) ¢ dado pela expressao (3.23),

E=[, N'QdA +] N'a0.ds,. (3.23)

em que 6, ¢ a temperatura do fluido externo ao elemento.

As matrizes N e B dependem do tipo de elemento utilizado na discretizagdo da
estrutura.

No programa ATERM, desenvolvido nesta Tese, utilizam-se elementos
retangulares planos de quatro nds e elementos especiais de barra de dois nés para a
consideracdo dos efeitos de transferéncia de calor por convecgdo e radiacdo (Segerlind,
1984), podendo ser justapostos em qualquer face do elemento retangular de quatro nos.

Nos itens a seguir descreve-se a formulagdo dos elementos utilizados.

3.1. Elemento Retangular de Quatro Nos

Para efetuar a analise térmica de estruturas bidimensionais utiliza-se, nesta Tese,
um elemento retangular plano de quatro nds de lados 2a por 2b, conforme a Figura 3.1.
O campo de temperaturas no interior do elemento pode ser aproximado pela equagdo

(3.24) em funcao das temperaturas nodais,

0(x,y)=N@=[N, N, N, N,] (3.24)

91
02
03
04

onde 6

) sdo as temperaturas nodais e N, sdo as fungdes de interpolagdo definidas pelas

equagdes (3.25) a (3.28) (Cook et al, 1989),

N1=i X 1—% , (3.25)
NZ:% 1+§ 1—% : (3.26)
N3:% 1+§ 1+% : (3.27)
N4:% 1—2 1+% . (3.28)
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Figura 3.1: Elemento retangular de quatro nos.
Para este elemento, a matriz B definida na equagdo (3.20) é expressa pela
equacgao (3.29),
N, N, Ny N,

B= . (3.29)
N, N, N, N,

Assim, a matriz de condutividade do elemento retangular plano de quatro nos

definida pela equacdo (3.19) fica sendo determinada pela expressao (3.30),

B ABdxdy . (3.30)

[S—-

a
lScond = J.
-a

o

Substituindo a equacdo (3.29) em (3.30) e integrando analiticamente, obtém-se
entdo a matriz de condutividade, conforme mostra a expressao (3.31),
2 2 -1 1 2 1 -1 =2
Aal—2 2 1 -1} b1 2 -2 -1
IScond = +—
6b|-1 1 2 -=2| 6a|l-1 -2 2 1
1 -1 =2 2 -2 -1 1 2

(3.31)

De forma analoga, a matriz de capacidade térmica deste elemento, definida pela
equagao (3.22), ¢ expressa pela equacao (3.32),
ab

C=pc[ [ N"Ndxdy. (3.32)
—a-b

Substituindo as equagdes (3.25) a (3.28) em (3.32) e integrando analiticamente,

obtém-se a expressao (3.33) que representa a matriz de capacidade térmica consistente

do elemento retangular de quatro nos,
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421 2
24 21
c =LA , (3.33)
*T 361 2 4 2
201 2 4

onde A ¢ a area do elemento.
Uma outra forma de aproximar a varia¢ao da temperatura em relagao ao tempo ¢

por meio da matriz de capacidade térmica concentrada, a qual ¢ definida pela expressao

(3.34),

1000
0100

g:pzctA001o' (3-34)
000 1

O vetor de agdes térmicas consistente, F, definido pela equacdo (3.23), ¢

dividido em duas parcelas, sendo a primeira parcela correspondente a fonte de calor

geradora interna do elemento, caso exista, e ¢ definida por meio da equagao (3.35),

ab

IEcond = I QNTdXdy, (335)
b

Tal
onde Q ¢ a fonte de calor interna no elemento. Ressalta-se que na Engenharia de
Estruturas em situagdo de incéndio, geralmente, ndo existe geragdo interna de calor, ou
seja, Q=0.

A segunda parcela, devido a transferéncia de calor por conveccdo e radiagdo,

serd considerada pelo elemento especial de barra de dois nds, descrito no que se segue.

3.2. Elemento Especial de Barra de Dois Nos

As condi¢des de contorno de Neumann podem ser impostas ao modelo de
elementos finitos por meio de um elemento linear de dois noés de comprimento L,
conforme mostra a Figura 3.2. Ressalta-se que para o modelo ser coerente, o elemento
linear de dois nés tem que coincidir com as faces do elemento finito utilizado para

discretizar a estrutura.

Figura 3.2: Elemento finito de conveccao.
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O campo de temperaturas ao longo do elemento pode ser obtido por meio da

equagao (3.36),
e(x):lﬁl[zl}, (3.36)

onde 6 sdo as temperaturas nodais e N ¢é a matriz de fung¢des de interpolag@o definido

pela equacao (3.37) (Cook et al, 1989),

X X
N—[l—t ﬂ. (3.37)

Deve-se observar que o elemento linear de conveccao ¢ totalmente compativel
com o elemento retangular de quatro nés formulado anteriormente, pois esse utiliza
fungdes lineares para interpolar as temperaturas ao longo do lado do elemento.

Para este elemento a contribuicdo da transferéncia de calor por conveccao,

definida pela equagdo (3.21), fica expressa pela equagao (3.38),

K =

~ conv

a,N"Ndx . (3.38)

S ey

Por fim, a segunda parcela do vetor de acdes térmicas consistente, que ¢ devida

ao fluxo de calor convectivo, ¢ dada pela expressao (3.39),
L
Fon = [ 0,NTdx, (3.39)
0

Substituindo a equagdo (3.37) nas expressoes (3.38) e (3.39), a matriz de
conveccao e o vetor de agOes térmicas consistentes devido ao fluxo de calor convectivo

sdo fornecidos pelas equacdes (3.40) e (3.41), respectivamente,

21
Keonw = al : (3.40)
- 6|1 2

L/2
Feonv = 20, : (3.41)
- L/2

Os efeitos devidos a radiagdo podem ser considerados no modelo numérico de
forma analoga a contribuicdo da transferéncia de calor por convecgdo. A matriz ¢ o

vetor de agdes térmicas consistente devidos a radiacdo sao dados pelas equagdes (3.42)

e (3.43).
hLf2 1

K =— 342

~rad 6|:1 2j|> ( )
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. TL2
F_ =hé , 3.43
~rad 0 {L/2:| ( )
em que ﬁ, ¢ determinado pela equacdo (2.6),
h =0 (T, +T,)(Ty +T)), (3.44)

onde T, e T, sdo temperaturas em Kelvin dos gases quentes e da superficie do material,

respectivamente. &, ¢ a emissividade resultante da superficie e o ¢ a constante de

res
Stephan-Boltzmann [ o = 5,67.10°W(m*.K*)].
A emissividade resultante ¢ uma grandeza adimensional, cujo valor estd

compreendido entre 0 ¢ 1 (&, =0 para um espelho e &, =1 para um irradiador

res
perfeito, conhecido como corpo negro), que mede a capacidade da superficie emitir
calor radiativo em relagdo a um corpo negro.

Define-se K e F como sendo a matriz de capacitancia total e o vetor de agdes

térmicas resultantes do modelo por meio da equacdo (3.45),

nelem

IS = Z Kcond + Kconv +K

~ rad

n=l , (3.45)

nelem
E = Z Econv + Erad
n=1
onde nelem ¢ o nimero total de elementos finitos, devendo-se somar os coeficientes das

matrizes ou vetores dos elementos que correspondem aos mesmos nés do modelo.

3.3. Integrac¢io Temporal

O sistema de equacdes (3.17) representa equagdes diferenciais ordinarias
dependentes do tempo. A solugdo transiente dessa equagdo pode ser realizada por meio
dos Métodos de Integracdo Direta, tais como os Métodos « (Zienkiewicz e Taylor
(1991), Lewis et al (2004) e Bathe (1996)), cuja principal caracteristica ¢ a discretizagdo

da resposta no tempo em intervalos regulares, como mostra a Figura 3.3.
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Variagio de temperatura
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Figura 3.3: Métodos  para a integragdo direta no tempo

A equacao (3.17) deve ser satisfeita a cada instante discreto, sendo usualmente

escrita no instante t+aAt, conforme mostra a equagdo (3.46),

Co. . .+Kb. ..=F

< Zt+aAt ~ Zt+aAt ~t+aAt * (346)
Utilizando as séries de Taylor, pode-se escrever a temperatura no tempo por

meio da equacao (3.47),

00, A 00,

0. =0, +At Bt AL 5 éf[z ALt (3.47)

Negligenciando os termos de ordens superiores, a primeira derivada do campo
de temperaturas em relagao ao tempo ¢ dada pela equagao (3.48),
06, 6.0
oAt o Ztrat + O(At) ) (348)
ot At ~

Utilizando os Métodos-oc (Bathe, 1996), a temperatura no instante t+caAt ¢

obtida pela equagao (3.49),
Opone =(1-) G, + 0, . (3.49)

Zt+aAt T
Analogamente, pode-se escrever o vetor de agdes térmicas no instante t+ oAt
por meio da equacdo (3.50),
Et+aAt:(1_a)Et+aEt+At' (3.50)

Substituindo-se as equagdes (3.48), (3.49) e (3.50) na equagdo (3.46) e

desprezando o termo O (At), obtém-se a equagdo (3.51),
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(Lot o

Multiplicando a equagdo (3.51) por At e apos algumas manipulagdes algébricas,
obtém-se a equagdo (3.52),

ISef Q’[+At = Eef s (352)

onde,
lSef = g + CXAﬂS

F [e-(raak]gsafi-o)gar,]

O Método-« recebe uma denominagao diferente de acordo com o valor de «,
conforme mostra a Tabela 3.1.

Tabela 3.1: Esquemas de integracdo no tempo

a M¢étodo de
0,0 Euler Explicito
1/2 Crank-Nicolson
2/3 Galerkin
1,0 Euler Implicito

Segundo a estabilidade numérica, os métodos de integragdo direta sdo
classificados em: (i) incondicionalmente estaveis — quando a solugdo ndo crescer
indefinidamente para quaisquer condi¢des iniciais, isto €, quando for limitada para
qualquer intervalo de tempo, ou (ii) condicionalmente estaveis - quando a solugdo for
limitada apenas para intervalos de tempo menor do que um certo valor chamado limite
de estabilidade. Nos M¢étodos-o<, os que apresentam « >0,5 sdo incondicionalmente
estaveis.

Para garantir a convergéncia correta da solu¢cdo, Huang e Usmani (1994) e Lewis
et al (2004) recomendam que o intervalo de tempo a ser utilizado seja dado pela

inequacao (3.54).
At< %C 12 (3.54)

onde p, c, 4 sdo, respectivamente, a massa especifica, o calor especifico e a

condutividade térmica do material e |, a menor dimensdo do elemento finito.

O texto de revisdo da NBR 14323 (2011) recomenda que o intervalo de tempo
seja inferior a 5 segundos e ndo superior a 25000(u / A)_1 , onde U ¢ o perimetro da

secdo exposta ao fogo e A ¢ a area da secdo transversal.
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O programa SAFIR (Franssen et al, 2005), desenvolvido na Universidade de

Liege, recomenda o uso de «=0,90, enquanto o programa Super Tempcalc

(Anderberg, 1997) utiliza o esquema de Galerkin.

3.4. Nao Linearidade do Material

Uma vez que as matrizes C, K e o vetor de agdes térmicas F sdo dependentes

da temperatura, a equagdo (3.52) torna-se ndo linear, devendo-se aplicar um método
incremental e iterativo para se obter a solu¢ao do problema. Neste trabalho utilizar-se-a
o método de Newton-Raphson.
Reescrevendo a equagao (3.52) para a iteragao j, obtém-se a equacdo (3.55).
K Ol =B (3.55)
onde,
Olw =0la + 00 (3.56)
Substituindo (3.53) e (3.56) em (3.55), obtém-se a expressao (3.57).
[C+antk] " [gla+A0" |=[C-At(1-a)K] 6 +At[(1-a)F +aFy | (3.57)
Efetuando algumas manipulacdes algébricas, a equacao (3.57) pode ser reescrita
por meio da equagdo (3.58).
Ki'ag! =y (3.58)

y' =B R (3.59)
em que,
Ko =Cla + oAtk (3.60)
Fl'=[C -At(1-a)K, |6 +At[ (1-a)F +aF ) | (3.61)
R™ =Ki9lu (3.62)
O processo iterativo atinge convergéncia quando a inequagao (3.63) ¢ satisfeita.
| -] <TOL (3.63)

e

<t+At

onde |||| ¢ a norma euclidiana e TOL ¢ a tolerancia exigida.
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3.5. Implementa¢io Computacional

Desenvolveu-se um programa de computador com base no Método dos
Elementos Finitos (MEF), denominado ATERM, para efetuar a andlise térmica de
estruturas em dominios bidimensionais de qualquer geometria e em regime transiente ou
permanente.

O programa ATERM, desenvolvido em linguagem Fortran F90 baseou-se no
programa ANEST (La Rovere et al, 2003), ¢ ¢ subdividido em mddulos, ligados por
arquivos binarios, que possibilitam a comunicacdo interna entre esses modulos. O
programa gera também arquivos de texto que possibilitam ao usudrio visualizar todos os
resultados fornecidos pelo programa.

A Figura 3.4 mostra o fluxograma utilizado pelo programa. Em seguida,

descrevem-se sucintamente as principais fungdes dos médulos envolvidos no algoritmo

( INICIO )

de calculo.

QUAD

A 4
INICIAL

TERMICA

\4
ATERMVIEW

FIM

Figura 3.4: Fluxograma do programa de andlise térmica
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No modulo ESTRU sdo feitas a leitura das coordenadas nodais, das
conectividades dos elementos e das temperaturas nodais prescritas (se houver). Com
esses dados, o modulo numera as equagdes e renumera automaticamente os nds de
modo a minimizar a largura de banda da matriz de condutividade, que ¢ armazenada em
perfil. E gerado um arquivo de texto com o mesmo nome do arquivo de dados, mas com
extensao .EST, onde o usuario pode visualizar os resultados gerados pelo
modulo.

O moédulo CONV ¢ responsavel pela leitura das regides do modelo a ser
analisado onde possuem transferéncia de calor por convec¢do ou radiagdo. Deve-se
salientar que nos modelos onde ndo ha temperaturas nodais prescritas € nem geragao de
calor, ¢ fundamental, para que a matriz de rigidez do modelo ndo seja singular, a
imposicio de regides que possuem transferéncia de calor por convecgdo ou radiagdo. E
gerado um arquivo de texto puro com o mesmo nome do arquivo de dados, mas com
extensdao .CNV, onde o usuario pode visualizar os resultados gerados pelo modulo.

O moédulo QUAD ¢ responsavel pela leitura das propriedades térmicas dos
materiais e pela formacdo das matrizes de rigidez e dos vetores de agdes térmicas
equivalentes dos elementos retangulares. Devido ao fato do problema possuir apenas
um grau de liberdade, ndo requerendo grande esforco algébrico, as matrizes e os vetores
de acdes térmicas foram obtidos por meio de integracdo analitica. A matriz de
capacidade térmica pode ser obtida por meio da formulagdo consistente ou concentrada.
E gerado um arquivo de texto puro com o mesmo nome do arquivo de dados, mas com
extensdo .QUD, onde o usudrio pode visualizar os resultados gerados pelo médulo.

O moédulo INICIAL ¢ responsavel pela formacao da matriz de condutividade e
do vetor de acdo térmica global do modelo a ser analisado.

O modulo TERMICA foi desenvolvido para utilizar o método da integracao
direta conforme descrito no item 4.3. Para cada instante de tempo, as matrizes de rigidez
sdo atualizadas de acordo com as propriedades térmicas. O esquema de integracdo no
tempo (Método-a) pode ser modificado pelo usuério por meio do arquivo de entrada de
dados. E gerado um arquivo de texto puro com o mesmo nome do arquivo de dados,
mas com extensdo .TER, onde o usudrio pode visualizar os resultados gerados pelo
modulo. A Figura 3.5 mostra o fluxograma do médulo TERMICA.

Finalmente, o médulo ATERMVIEW, desenvolvido no ambiente MATLAB,

permite a visualizagdo grafica da distribuicdo de temperaturas para todos os instantes de
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tempo, além da construcao de graficos que mostram a evolu¢do da temperatura nodal

com o passar do tempo.
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Figura 3.5: Fluxograma do médulo TERMICA
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3.6. Validaciao Numérica

Para validar o programa de andlise térmica, ATERM, desenvolvido nessa Tese,
foram realizadas trés simula¢des numéricas cujos resultados foram comparados aos
obtidos por meio do programa Super Tempcalc (Anderberg, 1997), reconhecido
mundialmente na analise térmica de estruturas em situacao de incéndio.

O programa Super Tempcalc (STC) foi desenvolvido em ambiente Matlab pelo
FSD (Fire Safety Design), localizado em Lund, Suécia. O STC utiliza o método dos
elementos finitos para a analise térmica de estruturas bidimensionais. O programa
utiliza elementos triangulares de trés nds e retangulares de quatro nds. As matrizes de
condutividade e de capacidade térmica sdo obtidas por meio de integracdo analitica. A
integracao temporal utiliza o método de Galerkin (o =2/3).

Apesar de o programa ATERM permitir que o usudrio escolha o esquema de
integracao temporal, utilizou-se nos exemplos a seguir o0 método de Galerkin para poder
comparar os resultados obtidos por meio dos programas ATERM e STC.

As simulagdes realizadas foram (i) viga de concreto de 30 x 30 cm com todos os
lado expostos ao incéndio, (ii) pilar de ago em contato com alvenaria e (iii) pilar misto
de aco e concreto. As propriedades térmicas adotadas para o concreto tiveram por base
o Eurocode 2 parte 1.2, enquanto, para o ago, adotaram-se as caracteristicas fisico-
térmicas presentes no texto de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011).

Em todos os exemplos a acdo térmica ¢ determinada de acordo com a curva de
incéndio-padrao ISO 834 (ABNT NBR 5628:2001) e as estruturas foram expostas a 60

minutos de incéndio.

3.6.1. Viga de Concreto

Como primeiro exemplo, ¢ analisado o aquecimento de uma viga de concreto de
secdo retangular de dimensdes 30x30 cm, conforme mostra a Figura 3.6. Admite-se que
o incéndio ocorra nos quatro lados da viga. As propriedades térmicas do concreto estdo
apresentadas na Tabela 3.2, conforme recomendagdes do Eurocode 2 parte 1.2 (2004).
O fator de emissividade e o coeficiente de conveccao foram adotados iguais a 0,7 e 25
W/m2.°C, respectivamente, conforme recomendacdes do Eurocode 2 parte 1.2 (2004).
Adota-se para temperatura inicial da estrutura o valor de 20°C e o intervalo de tempo

igual a 7,2 segundos.
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Tabela 3.2: Propriedades térmicas do concreto.

Temperatura Calor Massa | Condutividade
(°C) Especifico | Especifica Térmica
(J/kg°C) (kg/m?) (W/m°C)
20 900 2400 1,36
99 900 2400 1,231
100 1470 2400 1,230
115 1470 2400 1,211
200 1000 2352 1,111
300 1050 2316 1,003
400 1100 2280 0,907
500 1100 2259 0,823
600 1100 2238 0,749
700 1100 2217 0,687
800 1100 2196 0,637
900 1100 2175 0,598
1000 1100 2154 0,570
1100 1100 2133 0,554
1200 1100 2112 0,549
.

Figura 3.6: Geometria da viga de concreto submetida ao incéndio.

A estrutura foi discretizada em elementos quadrados, sendo que para o programa
ATERM foram utilizadas 3 malhas: na Malha 1 utilizaram-se elementos de 2,0 cm de
lado, na Malha 2 elementos de 1,0 cm de lado e, na Malha 3, elementos de 0,5 cm de
lado. Para o programa STC utilizou-se apenas a Malha 3. A Figura 3.7 apresenta a
influéncia do refinamento da malha na evolugdo da temperatura em funcao do tempo de
um no localizado a x=y=2,0 cm do canto inferior esquerdo da viga. Observa-se que com

o refinamento da malha as temperaturas se elevam um pouco, até o instante t = 35
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minutos (0,60 hora), e apds esse instante as temperaturas obtidas para as diferentes
malhas sdo praticamente iguais. Nota-se que a solucdo tende a convergir com o
refinamento da malha, sendo que para a malha 3 os resultados obtidos pelos programas

ATERM e STC sdo iguais, conforme mostra a Figura 3.8.
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Figura 3.7: Influéncia da malha na temperatura nodal.
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Figura 3.8: Comparacdo dos resultados obtidos pelos programas ATERM e
STC utilizando a malha 3.

Observa-se que nos instantes iniciais, a Malha 1 apresenta temperaturas
inferiores a temperatura inicial da viga. Esses resultados devem-se a um problema de
instabilidade numérica (Segerlind, 1984), e pode ser corrigido por meio de trés
alternativas: (i) refinamento da malha espacial, (ii) utilizagdo de um intervalo de tempo
maior nos instantes iniciais da analise e (iii) utilizagdo da matriz de capacidade térmica
concentrada no modelo numérico. Ressalta-se que o programa STC utiliza somente a

matriz de capacidade térmica consistente. A Figura 3.9 mostra os resultados obtidos
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para a malha 1 utilizando a matriz de capacidade térmica concentrada e consistente.
Observa-se que apds 24 minutos de incéndio, a temperatura obtida por meio da matriz
consistente ¢ superior a temperatura obtida por meio da matriz concentrada. Aos 60
minutos de incéndio, a diferenca de temperaturas obtidas por meio desses dois
processos ¢ igual a 5,94°C. Essa diferenca tende a diminuir com o refinamento da malha

espacial.
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Figura 3.9: Evolu¢ao da temperatura para a malha 1 utilizando a matriz de
capacidade térmica concentrada e consistente.

3.6.2. Pilar de aco em contato com alvenaria

O programa ATERM também permite a andlise térmica de materiais nao
estruturais, tal como a alvenaria. Para demonstrar a analise térmica de modelos com
esses materiais, realiza-se a andlise térmica de um pilar de ago com secdo transversal em
forma de “I” em contato com alvenaria revestida com argamassa de cimento e areia com
15 mm de espessura, sendo submetido ao aquecimento em apenas um lado (Silva et al,
2008). Nesse exemplo, considera-se que a superficie oposta ao incéndio seja adiabatica.
Considera-se nesta analise que as mesas do perfil HEB 200 estejam em contato direto
com a alvenaria e que a a¢do do incéndio esteja atuante em uma extensao igual a 940
mm da parede, conforme mostra a Figura 3.10. O tempo de exposi¢do ao fogo foi igual

a 60 minutos.
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Figura 3.10: Pilar em contato com alvenaria: (a) disposi¢ao da alvenaria e (b)
dimensdes do perfil (em mm).

As caracteristicas fisico-térmicas adotadas para o concreto € o aco estdo
apresentadas na Tabela 3.3. A massa especifica do ago foi considerada constante e igual
a 7850 kg/m?. Para a alvenaria, as propriedades térmicas adotadas ndo variam com a
temperatura, sendo adotados os seguintes valores: (i) calor especifico igual a 840
J/kg°C, (i1) massa especifica igual a 1600 kg/m? e (iii) condutividade térmica igual a 0,7
W/m°C.

Para ambos os programas o modelo foi discretizado em elementos quadrados de
4 mm de lado, totalizando 10228 nés e 9882 elementos. Para a discretizagao temporal
adotou-se o método de Galerkin e um intervalo de tempo de 7,2 segundos. A Figura
3.11 mostra a variacdo da temperatura no no localizado na altura média da alma do
perfil metalico na face onde incide o calor. Observa-se que os resultados obtidos pelos
programas ATERM e STC sao praticamente idénticos.

A distribui¢do de temperaturas obtidas pelos programas ATERM e STC (Silva et
al, 2008) para os instantes de 30 e 60 minutos, conforme mostra a Figura 3.12. Observa-
se que o campo de temperaturas obtido pelos programas ATERM e STC ¢ praticamente

0 mMeESmo.
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Tabela 3.3: Caracteristicas fisico-térmicas adotadas.

Concreto/argamassa de cimento e areia Aco
Calor
especifico Massa |Condutividade| Calor |Condutividade
Temperatura | (umid=1,5%) | especifica térmica especifico térmica
(°O) (J/kg*C) (kg/m?) (W/m°C) (J/kg*C) (W/m°C)
20 900 2400 1,33 439,80 53,33
100 900 2400 1,23 487,62 50,67
115 1470 2400 1,21 494,92 50,17
200 1000 2352 1,11 529,76 47,34
300 900 2316 1,00 564,74 44,01
400 1100 2280 0,91 605,88 40,68
500 1100 2280 0,82 666,5 37,35
600 1100 2280 0,75 759,92 34,02
700 1100 2280 0,69 1008,16 30,69
735 1100 2280 0,67 5000 29,52
736 1100 2280 0,67 4109 29,49
800 1100 2280 0,64 803,26 27,36
900 1100 2280 0,60 650,44 27,3
1000 1100 2280 0,57 650 27,3
1100 1100 2280 0,55 650 27,3
1200 1100 2280 0,55 650 27,3
1500 1100 2280 0,60 650 27,3
1000 |
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Figura 3.11: Variacdo da temperatura com o tempo no meio da alma do perfil
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Figura 3.12: Distribui¢do de temperatura, em °C, obtida pelos programas
(a) ATERM e (b) STC.

3.6.3. Pilar Misto de Aco e Concreto

Como ultimo exemplo, efetua-se a andlise térmica bidimensional de um pilar
misto, constituido de dois perfis formados a frio de secdo Ue 200x100x25x3,0
preenchido com concreto, conforme mostra a Figura 3.13. O fator de emissividade e o
coeficiente de convecgao foram adotados iguais a 0,7 e 25 W/m2.°C, respectivamente,
conforme recomendacdes do Eurocode 2 parte 1.2 (2004). Adota-se 20°C para
temperatura inicial da estrutura. As propriedades térmicas do concreto estdo
apresentadas na Tabela 3.2, enquanto as propriedades térmicas do ago estdo
apresentadas na Tabela 3.3 (ver item 2.6 desta Tese).

A andlise foi efetuada nos programas ATERM e STC, sendo que, em ambos 0s
programas, o pilar foi discretizado em elementos quadrados de 3 mm de lado,
totalizando 4761 nos e 4624 elementos finitos.

Considerando o pilar exposto ao incéndio nos quatro lados, a evolugdo da
temperatura para o no localizado no meio da alma do perfil esta ilustrada na Figura 3.14
e a Figura 3.15 mostra a variagdo da temperatura no centro do pilar obtidos por meio

dos programas ATERM e STC.
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Figura 3.15: Variacdo da temperatura com o tempo no centro do pilar.
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Outra forma de representar a distribuicdo de temperaturas ¢ por meio de

isotermas. As Figuras 5.16 a 5.19 mostram as isotermas calculadas pelo programa

ATERM para 30 e 60 minutos de exposi¢ao ao incéndio padrao, considerando quatro

cenarios de exposicdo ao fogo: (i) somente a face inferior do pilar aquecido, (ii)

aquecimento nas faces inferior e superior do pilar, (iii) somente a face esquerda do pilar

exposta ao incéndio e (iv) as faces esquerda e direita do pilar expostas ao incéndio.
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Figura 3.16: Isotermas para o pilar aquecido na face inferior:
(a) 30 minutos e (b) 60 minutos.
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Figura 3.17: Isotermas para o pilar aquecido na face inferior e superior:
(a) 30 minutos e (b) 60 minutos.
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Figura 3.18: Isotermas para o pilar aquecido na face esquerda:
(a) 30 minutos e (b) 60 minutos.
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Figura 3.19: Isotermas para o pilar aquecido na face esquerda e direita:
(a) 30 minutos e (b) 60 minutos.

3.7. Dimensionamento de Estruturas em Incéndio

A partir do campo de temperaturas obtido pelo programa ATERM torna-se
possivel o dimensionamento de estruturas em situacdo de incéndio com base em

procedimentos normatizados. Com este objetivo, foi desenvolvido um modulo adicional
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ao programa ATERM, denominado ATERM-DIM, para realizar o dimensionamento de
vigas de aco continuamente travadas.

O programa ATERM-DIM calcula, a partir da distribuicdo de temperaturas
obtida da analise térmica, o momento resistente de vigas de aco continuamente travadas
em situagdo de incéndio com base no procedimento recomendado pelo Eurocode 3 parte
1.2 (2005).

Com a distribuicdo ndo uniforme da temperatura na secdo transversal da viga
provocado pelo gradiente térmico, a linha neutra plastica se afasta da linha neutra da
secdo transversal. A posicao da linha neutra pléstica ¢ determinada de maneira iterativa
até que ocorra o equilibrio de forcas na secao transversal, ou seja, quando a equagao

(3.64) ¢ satisfeita,

nel
> Ak, f, =0, (3.64)
i=l
onde nel ¢ o nimero de elementos do modelo, A; ¢ a area do elemento finito, Ky € o
redutor da resisténcia ao escoamento do ago em funcdo da temperatura média do
elemento e fy € a resisténcia ao escoamento do aco, sendo positiva quando o elemento
estiver na regido tracionada e negativa quando o elemento estiver comprimido. Caso a
linha neutra pléastica corte o elemento finito, o programa divide o elemento
automaticamente em duas partes, uma comprimida e a outra tracionada.
Uma vez determinada a posicdo da linha neutra plastica, o momento fletor

resistente da viga ¢ calculado por meio da equagdo (3.65),

nel
Mg =ZI:A1Yiky,i f,, (3.65)

iz

onde y; € a distancia entre o centro geométrico do elemento i ¢ a linha neutra plastica.

Para exemplificar a aplicagdo do programa ATERM-DIM serd efetuada a andlise
térmica de uma viga de agco com secdo transversal VS 200x19, conforme mostra a
Figura 3.20, sendo a face externa da mesa inferior aquecida. Considera-se que a viga
seja constituida de aco ASTM A-570 GR 36 cuja resisténcia ao escoamento a

temperatura ambiente ¢ igual a 250 MPa.
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Figura 3.20: Viga VS 200x19 submetida ao incéndio (dimensdes em mm).

A viga foi discretizada em 470 elementos quadrados de 3,15 mm de lado. As

propriedades térmicas do aco estdo apresentadas na Tabela 3.3. Ap6s 60 minutos de

incéndio, conforme a curva de incéndio-padrao ISO 834, a Figura 3.21 mostra a

distribuicao de temperaturas obtidas na viga de ago por meio do programa ATERM.

Conforme pode ser observado, durante o incéndio ocorre um gradiente térmico

devido a diferenga de temperaturas entre as mesas superior e inferior, o qual provoca

diferentes redugdes da resisténcia ao escoamento do ago.

Adotando-se os redutores da resisténcia ao escoamento do aco segundo as

recomendacdes do Eurocode 3 parte 1.2 (2005), conforme mostra a Tabela 3.4, a Figura

3.21 apresenta a variagdo do momento fletor resistente caracteristico em incéndio com o

tempo de exposi¢ao ao incéndio.

Tabela 3.4: Redutores da resisténcia ao escoamento do aco

Temperatura 20 400 500 600 700 800 900 1000 1100 | 1200
°C
ky 1,00 1,00 0,78 0,47 0,23 0,11 0,06 0,04 0,02 0,00
50
45 \\
35 N
E 30 N
< s \\
=20 e~
15
10
5
0
0 10 20 30 40 50 60
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Figura 3.21: Variagao do momento fletor resistente caracteristico em fungao do

tempo de exposi¢do ao fogo.
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Pode-se observar que apos 8,50 minutos de exposi¢do da viga ao incéndio-
padrao, o ago comeca a perder resisténcia, ou seja, a temperatura maxima da viga ¢
superior a 400°C. Aos 29 minutos de exposi¢do ao incéndio, 0 momento fletor resistente

da viga ¢ cerca de 50% do momento fletor resistente a temperatura ambiente.
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4. INSTABILIDADE DAS ESTRUTURAS

Os perfis de aco formados a frio sdo obtidos a partir da conformacao a frio de
chapas finas de ago e sdao produzidos em prensas dobradeiras ou em perfiladeiras. Esses
processos de fabricagdo permitem a producdo de uma grande variedade de segdes
transversais, conforme ilustra a Figura 4.1. Como esses perfis sdo constituidos de
chapas esbeltas, o projeto dessas estruturas, a temperatura ambiente ou elevada, ¢
governado pelos fendomenos de instabilidade local que, geralmente, sdo menos

relevantes em importancia nos perfis de ago laminados ou soldados.

R T
SR A I N S

U com Sigma Cartola Rack

enrijecedor
intermediano

Figura 4.1: Tipos de secdes transversais de perfis formados a frio.

No projeto de estruturas a no¢do de estabilidade esta associada ao conceito de
equilibrio. Quando uma estrutura estd submetida a agdo de forgas externas, exibe uma
configuracdo de equilibrio definida pelos valores dos deslocamentos ocorridos de forma
que as forcgas internas equilibrem as externas em todos os seus pontos. A estabilidade
dessa configuracao pode ser avaliada por meio do comportamento da estrutura, apos
sofrer uma perturbacdo causada por uma pequena agdo exterior arbitraria. Ao cessar
essa perturbacdo, se a estrutura regressar a configuragdo de equilibrio original, o
equilibrio ¢ estavel, caso contrario, quando os deslocamentos continuam a crescer
indefinidamente, a configuragcdo de equilibrio € instavel. A configuracdo de equilibrio
indiferente, quando os deslocamentos aumentam um determinado valor e nao regressam
a posicao anterior a aplicagdo da perturbagdo, pode ser considerada como equilibrio

estavel, ndo possuindo interesse em Engenharia de Estruturas.
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A mudanga da geometria da estrutura, decorrente das agdes mecanicas, pode
provocar o surgimento de fendmenos de instabilidade. A instabilidade pode surgir de
dois modos: (i) instabilidade bifurcacional (Figura 4.2a) ou (ii) instabilidade por ponto
limite, conhecido por snap-through na literatura anglo-saxonica. (Figura 4.2b).

O diagrama forca-deslocamento de uma estrutura susceptivel a instabilidade
bifurcacional, como, por exemplo, o pilar de Euler, apresenta (ver a Figura 4.2a): (i)
uma trajetéria de equilibrio fundamental (linear ou ndo linear), que se inicia na origem
do diagrama forga-deslocamento, (ii) uma trajetdria de equilibrio que ndo passa na
origem do diagrama for¢a-deslocamento e (ii1) um ponto de bifurcagdo, que corresponde
a intersecdo das duas trajetdrias de equilibrio e no qual as configuragdes de equilibrio da
trajetoria fundamental passam de estaveis para instaveis.

Os fendmenos de instabilidade de estruturas em forma de arcos abatidos sdo
caracterizados por meio do aparecimento de ponto-limite. Nesse caso, o diagrama forga-
deslocamento ¢ caracterizado por (ver a Figura 4.2b): (i) uma trajetoria de equilibrio ndo
linear, que se inicia na origem do diagrama, (ii) um ponto limite, que corresponde ao
ponto de declividade nula da trajetoria de equilibrio e no qual as configuragdes de
equilibrio passam de estaveis para instaveis e (iii) caso a forca for aumentada quando a
estrutura se encontrar no ponto limite, a estrutura passa, dinamicamente, para uma
configuragdo de equilibrio afastada e, por isso, o fendmeno ¢ denominado ponto limite
com reversao. No caso de barras formadas de material com comportamento nao linear,
com imperfei¢des geomeétricas iniciais, ndo héd equilibrio estavel apos o ponto-limite
que, assim, ¢ chamado de ponto-limite sem reversdao. Esse ¢ o caso das barras de

concreto ou de ago na regido elastoplastica.

Trajetéria fundamental

instavel Peonto limite

- snap-through
-,

- 'l

h 7’
N s

NNz
\ Configuragdo

instavel

Trajetoria pds-critica
\ estavel
Ponto de bifurcacdo

* Trajetoria fundamental
estavel

Forc¢a
Forga

estével

Deslocamento

(2) (b)

Deslocamento

Figura 4.2: Tipos de instabilidade: (a) por bifurcacao e (b) por ponto limite.
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No caso de pilares de ago reais, ou seja, elementos com imperfeicdo geométrica
inicial, tensdes residuais € com material elastoplastico , o fendmeno da instabilidade

ocorre por aparecimento de ponto limite conforme mostra a Figura 4.3.

2 Ponto limite
-
~
\
\
<
[P
o
)
= Configuracdo
instavel
Configuracao
estavel
Deslocamento

Figura 4.3: Instabilidade de pilares de ago reais por ponto limite.

A instabilidade bifurcacional, também conhecida como flambagem, ¢
caracterizada pela ocorréncia de duas ou mais trajetorias de equilibrio, sendo que esse
fendmeno s6 ocorre em sistemas estruturais ideais, ou seja, estruturas sem imperfeicdes
geométricas iniciais (deslocamentos, excentricidades de for¢a). Em estruturas com
imperfeigdes geométricas iniciais, estruturas reais, observa-se que deixa de ocorrer
bifurcagcdo de equilibrio, ou seja, s6 existe uma trajetoria. O efeito das imperfeigdes
geométricas iniciais de barras, chapas e cilindros provoca uma redu¢do na rigidez do
elemento estrutural, conforme mostra a Figura 4.4. As chapas sofrem uma consideravel
perda de rigidez para as forcas superiores a for¢a de bifurcacdo, mas ndo entram em
colapso. Esse comportamento caracteristico das chapas ¢ denominado de resisténcia
pos-critica e deve ser considerado na avaliagdo da capacidade resistente ultima de
chapas e de elementos estruturais constituidos de chapas finas, como € o caso dos perfis

formados a frio.
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Figura 4.4: Trajetorias de equilibrio, adaptada de Reis e Camotim (2001).

A andlise de estabilidade de qualquer tipo de estrutura envolve (i) o
estabelecimento das equagdes de equilibrio na configuragdo deformada, (ii) as equagdes
constitutivas, (iii) a consideracao de relagdes cinematicas nao lineares e (iv) as equagdes
de compatibilidade (Reis e Camotim, 2001).

Em muitos problemas de instabilidade bifurcacional, a trajetoria fundamental de
equilibrio ¢ linear e se pretende determinar somente a forca critica, ou seja, o menor
valor de bifurcagdo e o respectivo modo de instabilidade, i.e., o aspecto da configuragao
deformada.

Na andlise linear de estabilidade de um sistema estrutural, as equagdes de
equilibrio sdo estabelecidas na configuragdo deformada e essas equacdes sdo
linearizadas em relagdo aos deslocamentos envolvidos, isto €, sdo os deslocamentos que
definem os modos de instabilidade. Desse modo, as equagdes de equilibrio sdo
estabelecidas em uma configuragdo deformada que estd ligeiramente afastada da
trajetoria fundamental. Esse tipo de andlise ndo fornece quaisquer indicagdes sobre a
trajetoria de equilibrio da estrutura, ou seja, as deformagdes para forgas superiores a
forga critica de bifurcacdo do equilibrio. Matematicamente, resolver um problema de
analise linear de estabilidade de sistemas discretos (i.e. quando a configuragdo
deformada da estrutura ¢ definida por um numero finito de parametros) conduz a
solugdo de um problema de autovalores e autovetores, pois a forga critica anula o
determinante da equagdo de equilibrio tornando o sistema indeterminado. A anulacdo do
determinante conduz a um sistema de equagdes caracteristicas cuja solucao sao as forcas

de bifurcacao do sistema discreto.
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Para o conhecimento da trajetoria de equilibrio, considerando a ndo linearidade
geométrica, de um sistema estrutural, € necessario considerar termos nao lineares nas
equacdes de equilibrio, estabelecidas na configuracdo deformada, ou seja, efetuar uma
analise ndo linear de estabilidade. Nesse tipo de analise, ¢ necessaria a utilizacdo de
métodos para a solucdo de sistemas de equacdes nao lineares, tais como, por exemplo, o
Método de Newton-Raphson e do Comprimento do Arco. E usual a utilizagio do modo
de instabilidade critico, obtido por meio da analise linear de estabilidade, como
representativo das imperfei¢des iniciais que fazem parte do problema de instabilidade
nao linear.

Em relacdo a estabilidade dos perfis com se¢ao aberta e parede fina
(classificacdo dos perfis formados a frio, objetos de estudo da presente tese), podem
ocorrer os modos de instabilidade de natureza global, local e distorcional:

(i) Os modos de instabilidade global por flexdo, tor¢do ou flexotor¢ao,
caracteristicos de barras comprimidas, sdo caracterizados pela ocorréncia
de deformacgdo do eixo da barra, sendo que a se¢do transversal da barra
apresenta unicamente deslocamentos de corpo rigido (translagdo ou
rotacdo). Na instabilidade global por flexdo ocorre flexdo da barra
conforme mostra a Figura 4.5a. Na instabilidade global por flexotor¢ao
verifica-se a ocorréncia de uma flexdao em torno do eixo de menor inércia
combinada com uma tor¢do e empenamento da secdo transversal (ver
Figura 4.5b). A instabilidade por tor¢do ¢ caracteristica de perfis

duplamente simétricos e com baixa rigidez a tor¢do (ver Figura 4.5c).

@ ® ©

Figura 4.5: Modos de instabilidade globais: (a) de flexao, (b) de flexotorcao e
(c) de tor¢ao

(i1))  Os modos de instabilidade locais envolvem as deformagodes das paredes
da barra, permanecendo o seu eixo reto. E ainda conveniente distinguir

entre os fendomenos de instabilidade local: (i) Modo Local de Chapa —
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ocorre somente deslocamentos de flexdo das paredes que constituem o
perfil (i.e., os cantos que unem as chapas dos perfis permanecem
indeslocados), conforme mostra a Figura 4.6a, e (ii) o Modo Distorcional
— ocorrem flexdo de uma ou mais chapas juntamente com deslocamentos

dos cantos comuns a essas chapas, conforme ilustra a Figura 4.6b.

TR
A
“l“ l“l\\
‘iﬂﬂm‘}}\lrfﬂg
Iiﬂﬂ

SSe=
=

(b)

Figura 4.6: Modos de instabilidade locais: (a) local de chapa e (b) distorcional.

Atualmente ha uma tendéncia de denominar os modos globais de flexdo e
flexotor¢ao de efeitos locais, pois estes modos de instabilidade estdo relacionados ao
elemento estrutural. Os modos de instabilidade local de chapa e distorcionais sdo
denominados de efeitos localizados, pois esses modos estdo relacionados as
deformacdes nas secdes transversais do perfil. Nesta linha, os efeitos globais se referem
ao comportamento de toda a estrutura.

Dependendo da sua geometria (forma e dimensdes da secdo transversal e
comprimento), o comportamento estrutural de uma barra com se¢ao aberta e parede fina
pode ser tanto influenciado por qualquer um desses dois tipos de modos de instabilidade
(global ou local), como por ambos simultaneamente.

Levando em consideragdo esses aspectos, uma barra com as caracteristicas
referidas pode classificar-se, de acordo com a relagdo que existe entre 0 comprimento e
o comportamento de estabilidade como: (i) “barra curta”, se ocorrer apenas o modo de
instabilidade local, (ii) “barra longa”, se ocorrer um modo de instabilidade global e, (iii)
“barra intermediaria”, se a instabilidade ocorrer numa combina¢ao de um modo local
com um modo global.

Os perfis formados a frio sdo constituidos de se¢des de parede fina com elevada
esbeltez, o que os tornam altamente suscetiveis a fenomenos de instabilidade local,
distorcional e global. Assim, para a correta avaliacdo da eficiéncia estrutural desses

elementos, € necessario o estudo de estabilidade dos perfis formados a frio. Esse estudo
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envolve a identificagdo dos modos de instabilidade relevantes, o calculo das tensoes de
bifurcagdo que os provocam e a determinacao da trajetoria de equilibrio.

O valor da tensao critica de bifurcacdo ¢ a natureza do modo de instabilidade
dependem do comprimento da barra, da forma e das dimensdes da secdo transversal e
das condi¢des de contorno, ou seja, das restricdes aos deslocamentos e rotagdes
existentes nas secoes transversais localizadas nas extremidades da barra, (Prola, 2001).

Como os modos de instabilidade dependem fundamentalmente do
comportamento das chapas que constituem a secdo transversal do perfil, apresenta-se a

seguir a revisdo da andlise de estabilidade de chapas.

4.1. Instabilidade de Chapas

As equagoes que descrevem a estabilidade elastica de chapas sdo dadas pelo

sistema de equagdes diferenciais (4.1),

N, +Ng,=0
Nyy+Nyx=0 ) 4.1
D, V'w—(N,w, +2N, w, +Nw, )=p
onde V* ¢ o operador diferencial de quarta ordem definido pela equagio (4.2),
VW= W, W, 20, 4.2)

N,, N, e N,, sdo os esforgos de membrana por unidade de comprimento da chapa

associados a um modo de instabilidade e p ¢ o carregamento perpendicular ao plano
médio da chapa. Ds ¢ a rigidez a flexao da chapa dada pela expressao (4.3),

Et’

D :12(1—1/2)

, (4.3)

em que E e v sd3o o modulo de elasticidade e o coeficiente de Poisson do material,
respectivamente, e t ¢ a espessura da chapa.

A primeira solugdo desse problema foi investigada por Bryan, em 1891, para
uma chapa retangular simplesmente apoiada submetida a forcas de compressao
uniforme no seu plano médio, conforme ilustra a Figura 4.7. Posteriormente,
Timoshenko e Woinowsky-Krieger (1959) estenderam esses estudos considerando

outras condi¢des de contorno.
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Figura 4.7: Chapa retangular submetida a compressao uniforme.
As condi¢des de contorno da chapa simplesmente apoiada sdo dadas pelas
equacoes (4.4),
w=w, =0 em Xx=0,a

: (4.4)
w=w, =0 em y=0,b

Na trajetoria fundamental, a chapa estd submetida a um estado uniaxial de tensdo

definido pelas expressoes (4.5),

N, =-ot ’ 45)
N, =N, =0
onde t ¢ a espessura da chapa.
Substituindo as expressodes (4.5) em (4.1), tem-se a equagao (4.6),
D,V'w+otw,, =0. (4.6)

As solugdes da equacgdo (4.6) que satisfazem as condigdes de contorno (4.4)
podem ser escritas na forma de uma série dupla de Fourier, como mostra a equacao

(4.7) (Timoshenko e Woinowsky-Krieger, 1959):

0

w(x,y):Ziw sen X sen 7Y 4.7)

mn

n=1 a b

—

m=

onde W__ sdo coeficientes a determinar.

mn
Substituindo a solugdo (4.7) na equagdo diferencial (4.6), chega-se a equagao

(4.8), que permite obter os valores dos coeficientes W,
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2 2)? 22
m° n ot mx
4
Wl 7| —+—= | —=——1=0. (4.8)
a b D, a

A partir da solucdo nao trivial da equagdo (4.8) € possivel concluir que existe um
modo de instabilidade com m semicomprimentos de onda longitudinais e n
semicomprimentos de onda transversais, o qual estd associado a uma tensdo de

bifurcagio o™, cujo valor corresponde ao anulamento do termo entre colchetes da

equacdo (4.8), ou seja:

Bt
™ =k ”—(—j : 4.9
T M2(1-v?)\b (49
onde
2 2
k. :(m9+”—ij . (4.10)
a mb

Para obter o valor da tensao critica de bifurcacdo o , o menor dos valores das

cr o
tensdes de bifurcacdo, ¢ necessario determinar a combinagdo de valores m e n que

minimiza a equacao (4.10). Observa-se que, independentemente do valor de m, o menor

valor de K., corresponde sempre a n=1 (uma tnica semionda transversal). Portanto, o

coeficiente de bifurcagdo K, ¢ definido pela equagdo (4.11),
b 1la)
k,=|m—+——1. 4.11
° ( a m bj ¢-11)
O valor da tensdo critica de bifurcagdo o, ¢ obtido a partir do valor de m que

minimiza a equagado (4.11). A variacdo dos valores dos coeficientes de bifurcagdo com a

relag@o entre as dimensoes (a e b) da chapa esta mostrada nas curvas da Figura 4.8.
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Figura 4.8: Variacdo dos coeficientes de bifurcagdo com a relagdo a/b

(Timoshenko e Woinowsky-Krieger, 1959).

Observa-se que quando o comprimento da chapa for um multiplo inteiro da sua

largura, k, =4. Entretanto, para as chapas longas (a>4b), sempre se tem k, =4, para

qualquer relag@o entre comprimento e largura da chapa.

A solugdo analitica do sistema de equacdes para outros carregamentos e

condig¢des de contorno nao ¢ trivial. O livro de Timoshenko e Gere (1963) disponibiliza

uma série de resultados para varios casos de forgas de compressdo e de situagdes de

apoio das chapas.

Nos casos em que a tensdo de compressdao da chapa isotropa ultrapassa o limite

de proporcionalidade f,, a equagdo (4.6) ndo ¢ mais valida. Bleich (1952) propos a

equagao diferencial (4.12) para a instabilidade de chapas em regime elastoplastico,

4 4 4 2
Ra\iv+2\/§ 62W2+6\iv+it6\2v=0
OX oxoy- oy" D, ox
R=E
E

em que E ¢ o modulo de elasticidade tangente.

A solugdo da equacdo diferencial (4.12) ¢ dada pela equagao (4.13),
EZE\/E
GCT = b 2
2
12(1-07) (%)

em que K ¢ o coeficiente de instabilidade elastica da chapa.

b

(4.12)

(4.13)
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Depois de atingida a tensdo critica, as chapas desenvolvem grandes
deformacdes, sem, no entanto, entrarem em colapso por instabilidade, como ocorre no
caso dos elementos de barra. Como consequéncia, as chapas possuem uma reserva de
resisténcia adicional ao valor da forga critica, cuja desconsideragdo no modelo de
calculo pode levar a perdas em termos de economia.

Para efetuar a andlise linear de estabilidade, ou seja, a determinagdo da forca
critica, a consideracdo apenas de pequenos deslocamentos € suficiente. No entanto na
analise ndo linear de estabilidade, ¢ necessario considerar pelo menos a Teoria das
Deformacgdes Moderadas, ou seja, as deflexdes da chapa devem ser da mesma ordem de
grandeza da espessura.

Em 1910, Von Kérman desenvolveu as equagdes diferenciais que traduzem uma
primeira aproximacdo para o equilibrio de uma chapa sem imperfeicdes na fase pds-
critica. Posteriormente, em 1939, Marguerre introduziu o efeito das imperfeicdes
geométricas iniciais e chegou ao sistema de equagdes diferenciais (4.14), que sdo

conhecidas como equagao de equilibrio e de compatibilidade, respectivamente,

D, Loy ox  ox® oy>  oxdy oxdy

84(W—W0)+264(W—w0)+84(w—wo) t (0°F 82w+82F o'w 262F o’'w g
ox° X2y &' D,

, (4.14)

O'F , O'F OF__|(ow " (dw, Z_azwaszrazvv0 ow, |,
oxt o oxleyt oyt OXoy oxoy ) ox* oy oxt oy’

onde (i) W(X, y) e WO(X, y) sdo os deslocamentos transversais, totais e iniciais, no
plano médio da chapa, (ii) h,D, e E sdo, respectivamente, a espessura, a rigidez de
flexdo e o mddulo de elasticidade da chapa e (iii) F(X, y) uma fungdo de tensao de
Airy.

As forgas de membrana N,, N, e N, podem ser relacionadas com a fungio de

tensdo de Airy por meio das equagdes (4.15),

2
2
o°F
N, =t— (4.15)
2
N,, =t oF
OXoy

No caso de chapas perfeitas, W, =0, o sistema de equagdes diferenciais (4.14)

coincide com as expressoes obtidas por Von Karman.
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O fato de o sistema de equacdes diferenciais (4.14) ser acoplado conduz a
conclusdo de que a solucao analitica seja extremamente dificil. A andlise realizada por
Timoskenko e Woinowsky-Krieger (1959) utilizou o principio da energia potencial total
minima, aproximando os deslocamentos U, V e W por fung¢des simples. Utilizando o
Me¢étodo de Galerkin, Volmir (1967) apud Chajes (1975) também obteve uma solugdo

analitica fechada para o sistema de equacdes diferenciais (4.14).
A tensdo normal o, da chapa quadrada de lado a simplesmente apoiada, obtida
por Volmir (1967), ¢ obtida por meio da equacao (4.16),

Ex’f?

VSOt (4.16)

onde f ¢ a deflexdo maxima da chapa e o, ¢ a tensdo critica de bifurcagdo para uma

chapa quadrada simplesmente apoiada submetida a compressdo uniaxial, sendo dada
pela equacao (4.17),
4D, 7’

Oy = (4.17)

em que Ds ¢ arigidez a flexdo et € a espessura da chapa.

A representacdo grafica da variacdo da tensdo normal o, com a maxima

deflexdo f da chapa sem imperfeigdo geométrica inicial, descrita pela expressao (4.16),
estd mostrada na Figura 4.9a. Como esperado, a chapa comec¢a a deformar-se mais
rapidamente depois de atingir a forga critica (obtida por meio da andlise linear de
estabilidade). Para além desse ponto, enquanto o deslocamento transversal ¢ pequeno, a
rigidez da chapa ¢ praticamente nula, isto ¢, a inclinagdo da curva for¢a-deslocamento ¢
quase zero. Entretanto, a medida que o deslocamento transversal aumenta, a rigidez da
chapa também aumenta. Por resistir a carregamentos axiais superiores a forca critica de
bifurcacdo, as chapas finas que instabilizam com pequenas tensdes, podem resistir a
grandes forcas sem apresentar colapso. Esta caracteristica das chapas ¢ conhecida como
capacidade resistente pos-critica e pode ser explicada fisicamente pelo efeito de Poisson
nos elementos bidimensionais, ou seja, as fibras transversais tracionadas tém um efeito
contrario as deformagdes das fibras longitudinais comprimidas proporcionando um
acréscimo de rigidez (Carvalho et al, 2004). Quando os efeitos das imperfei¢des iniciais
sdo tomados em consideracdo na analise nao linear de estabilidade da chapa, o gréafico
da relagdo tensdo versus flecha deixa de ter o ponto de bifurcacdo, como mostra a

Figura 4.9b. (Reis e Camotim, 2001).
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Figura 4.9: Variagdo da tensao com o deslocamento na regido pos-critica:
(a) chapa sem imperfei¢do e (b) chapa com imperfei¢ao.

Na mesma linha de pesquisa, alguns autores utilizaram métodos energéticos para
o estudo do comportamento pos-critico de chapas, os quais se destacam: (i) Marguerre e
Trefftz (1937) consideraram apenas os deslocamentos de flexao, sendo, posteriormente,
denominado de métodos semienergéticos (Rhodes e Harvey, 1977), para o estudo do
comportamento pos-critico de chapas, (ii) Yamaki (1960) que utilizou o Método de
Galerkin para estudar o comportamento poés-critico de chapas, ideais e com
imperfeicdes geométricas, com diferentes condigdes de contorno, (iii) os trabalhos de
Rhodes e Harvey (1971 e 1975) que utilizaram o Principio da Energia Potencial Minima
para estudar o comportamento pds-critico de chapas com véarias condigdes de apoio e
submetidas a diferentes distribuicdes de tensdes e (iv) Sherboune e Bedair (1993) que
verificaram a influéncia das condi¢des de apoio no comportamento pos-critico de
chapas. Um estudo de instabilidade de chapas submetidas a tensdes longitudinais
variaveis foi realizado por Yu e Schafer (2007) e Szychowski (2008), onde
desenvolveram modelos semianaliticos utilizando métodos energéticos.

Alguns autores (Paik e Kim (2002), Paik e Lee (2005), Brubak e Hellesland
(2007a e 2007b)) estudaram a instabilidade de chapas com enrijecedores, do tipo
mostrado na Figura 4.10. O trabalho de Byklum e Amdhal (2002) sobre o
comportamento pos-critico do modo local (Figura 4.10b), caracterizado por
deformagdes locais na chapa e no enrijecedor, foi complementado por Byklum et al
(2004), que abordaram o modo de instabilidade global (Figura 4.10a), caracterizado por
deformacgdes de flexdo do enrijecedor e da chapa. Brubak e Hellesland (2008) propdem
um método para a avaliagdo da capacidade resistente de chapas enrijecidas utilizando o

M¢étodo de Rayleigh-Ritz e a teoria das grandes deformacgdes. Os resultados analiticos
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sao comparados com analises nao lineares por meio do método dos elementos finitos.
Brubak e Hellesland (2008) concluem, como era de se esperar, que em chapas com
grandes enrijecedores a forga critica ¢ mais elevada do que chapas com enrijecedores de
pequena altura. O modo de instabilidade global torna-se critico para enrijecedores de

pequena altura.

@ & ®)
Figura 4.10: Modos de instabilidade de chapa com enrijecedor: (a) global, (b)
local (Adaptada de Brubak e Hellesland (2008))

Em relagdo a estabilidade de chapas com enrijecedores longitudinais cita-se o
programa EBPLATE, desenvolvido por Galéa e Martin (2010), o qual permite a
obtencao da forga critica de instabilidade.

Recentemente, Maiorana et al (2011) analisaram analiticamente a estabilidade
linear de chapas com enrijecedores longitudinais de varios tipos e geometrias,
submetidas a forcas de compressao axial, flexdo e cisalhamento. Estudaram também a
posicao otimizada dos enrijecedores.

A seguir s3o comentadas, resumidamente, as caracteristicas de cada um dos

modos de instabilidade identificados e as situagdes em que podem ser criticos.

4.2. Modos de Instabilidade

4.2.1. Modos Globais

A Teoria Linear de Estabilidade teve seu inicio com os trabalhos de Euler, em
1744, sobre a instabilidade global por flexdo de pilares de comportamento elastico,
simplesmente apoiados, submetidos a compressdo centrada. Durante muitas décadas,
esse foi o Unico fendmeno de instabilidade estudado. Segundo Bleich (1952), no ano de
1899, Michell e Prandtl publicaram os primeiros estudos sobre a instabilidade global
torsional de uma viga de secdo retangular, utilizando a teoria de tor¢do uniforme de
Saint-Venant (1855). Timoshenko (1905) continuou esse estudo considerando o efeito
do empenamento em vigas de secdo I.

A determinacdo das forcas criticas de bifurcagdo de pilares, associadas a

instabilidade global, foi alvo, ao longo dos anos, da aten¢ao de um consideravel numero
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de projetistas e pesquisadores. Estudaram-se pilares com diferentes condigcdes de
contorno e diversos casos de carregamento. Resultados de grande relevancia da analise
de instabilidade estdo disponiveis nas publicagdes de Timoshenko e Gere (1963), Bleich
(1952) e Bazant e Codolin (1991).

Com base em uma importante contribuicdo de Wagner (1936), Vlasov (1961)
desenvolveu uma teoria geral de tor¢ao nao uniforme aplicada a barras de secdo aberta e
de parede fina. Inicialmente, a teoria geral foi aplicada a problemas relativamente
simples, os quais ndo demandavam grandes esfor¢cos de calculo. Os livros de Trahair
(1993) e Reis e Camotim (2001) sdo referéncias importantes no estudo dos fendomenos
de estabilidade estrutural.

Nos modos de instabilidade globais em barras comprimidas, as secdes
transversais praticamente ndo se deformam, sofrendo unicamente deslocamentos de
corpo rigido. A instabilidade global de pilares apresenta-se de trés formas: (i) modo
global por flexdo — ocorre em se¢des duplamente simétricas e secdes com um ponto de
simetria (i.e. secoes Z), (i1)) modo global por tor¢do — ocorre em se¢des duplamente
simétricas com baixa rigidez a tor¢do e (iii) modo global por flexotor¢do — ocorre em
se¢Oes com um ou nenhum eixo de simetria.

Os modos globais sdo criticos em barras suficientemente longas e que nao
estejam suficientemente contraventadas. A configuragdo desses modos ¢ dependente das
condicdes de apoio da barra e, geralmente, nos casos de instabilidade por flexdao e
flexotor¢do, apresenta um semicomprimento de onda. Ilustram-se na Figura 4.11 os
modos de instabilidade por flexao e flexotor¢ao,

Considerando uma barra perfeita, ou seja, sem imperfeicdes geométricas,
submetida a compressdo centrada, a forca critica de instabilidade de Euler (P¢ ) por

flexdo ¢ dada pela expressao (4.18),

2
X :”—E'z, (4.18)
(KL)

onde El ¢ a rigidez a flexao e KL ¢ o comprimento efetivo do pilar.
A expressdo (4.18) ¢ valida para regimes elésticos, onde a tensdo da barra ¢
inferior ao limite de proporcionalidade do material f,. Salienta-se que a tensdo de

proporcionalidade estd diretamente ligada as tensdes residuais, como sera explicado no

item 3.5.
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Figura 4.11: Modos globais de uma barra: (i) por flexao, (ii) por flexotorcao.
Quando a tensdo na barra ¢ superior ao limite de proporcionalidade, o regime ¢
elastoplastico. Nesse regime ocorre uma perda de linearidade do diagrama tensdo-
deformacdo entre o limite de proporcionalidade fj, e a resisténcia ao escoamento do ago

fy, conforme mostra a Figura 4.12.

Trecho 1: patamar de escoamento bem definido
Trecho 2: encruamento
OBS.: Em escala, trecho 2 >> trecho 1

fU
f, £ 2 N

(A

>

Figura 4.12: Diagrama tensao-deformagao para agos com patamar de
escoamento (Adaptado de Chodraui, 2006).

Para a andlise de instabilidade no regime elastopléstico, uma abordagem possivel
e usual consiste em utilizar os conceitos de modulo tangente e mdodulo reduzido, os
quais sao descritos a seguir. Uma abordagem mais detalhada desses conceitos pode ser
encontrada nos livros de Bleich (1952) e de Galambos (1998).

O célculo da forga critica no regime elastoplastico foi sugerido pela primeira vez
em 1889, quando Engesser propds a utilizacdo da forca de Euler (equacdo (4.18))
substituindo-se 0 mddulo de elasticidade E pelo médulo de elasticidade tangente E,

cujo valor varia de acordo com a derivada da tensdo em relagcdo a deformagao, conforme
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mostra a Figura 4.13. Nessa proposta, a forga critica no regime elastoplastico ¢ dada

pela equagao (4.19),

p ==, (4.19)

Fl
1

Figura 4.13: Diagrama tensao-deformagao do aco.

Segundo Yu (2000), no ano de 1895, Jasinky concluiu que o conceito do modulo
tangente estava errado, pois as hipdteses de Engesser ndo consideravam o
descarregamento elastico do material. Anos mais tarde, Engesser corrigiu sua teoria e
desenvolveu o conceito do modulo reduzido ou duplo modulo que conduz a forga critica
definida pela equacdo (4.20),

7’E, |

— r

Pt z
(KL)

SN0

onde |1 ¢ o momento de inércia relativo a parte tracionada da secdo transversal na fase

(4.20)

de descarga e I € o momento de inércia relativo a parte comprimida da segdo
transversal na fase de carregamento.

Durante varios anos, houve uma grande polémica no uso dessas duas teorias.
Pela Teoria da Estabilidade Classica, o conceito do médulo reduzido era mais correto.
Porém, as forcas de colapso obtidas em laboratdrio se aproximavam mais das forcas
obtidas pelo mddulo tangente.

Acreditava-se que as discrepancias dos resultados entre os modelos teéricos € os
ensaios eram devidas as imperfei¢des geométricas iniciais da barra e a excentricidade da

aplicacdo da forga, que nao podiam ser totalmente eliminadas durante o ensaio.
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Para confirmar essa hipotese, Shanley (1947), utilizando um modelo de duas
barras rigidas, mostrou que uma barra poderia fletir com um aumento da forga previsto
pelo modelo do modulo tangente. Desta forma, dada uma imperfei¢ao infinitesimal para
provocar flexdo na barra, a forga proposta pela teoria do médulo reduzido ndo poderia
ser encontrada.

A partir do modelo de Shanley (1947) pdde-se concluir que: (i) a teoria do
modulo tangente fornece a forca méxima para a qual o pilar permanece reto, (ii) a forga
de resisténcia ultima excede a for¢ca do modulo tangente Pt e ¢ inferior a forca obtida
pelo modulo reduzido Pgr e (iii) para forgas superiores a Pt ocorrem deslocamentos
laterais (perpendiculares ao eixo da barra).

Mais adiante, Bleich (1952) propds a equacdo (4.21) para servir como
aproximacao para a equacao da forga critica obtida pelo mddulo tangente,

P, = Af, [I—Lj, (4.21)

4o,

em que f, ¢ a resisténcia ao escoamento do ago e o, ¢ a tensdo elastica de Euler.

A equacdo (4.21) ¢ uma curva conservadora aproximada da forga critica
proposta pelo SSRC (Structural Stability Research Council) (Yu, 2000) para agos
laminados a quente considerando os efeitos das tensdes residuais € que o limite de
proporcionalidade seja igual a metade da resisténcia ao escoamento do aco. Essa curva
também pode ser adotada no projeto de perfis de aco formados a frio.

As curvas de dimensionamento das tensoes em fungdo do indice de esbeltez
dadas pelas expressoes (4.22), que sdao utilizadas na analise de instabilidade global,

estdo apresentadas na Figura 4.14,

7’E
o-cr = 2
KL
r
2
T
oy = : (4.22)
KLY
r
7’E

sendo I o raio de giracdo da se¢do dado pela equagdo (4.23),
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=, |—. (4.23)

onde | e A s3o o momento de inércia e a drea da se¢do transversal, respectivamente.

Médulo tangente

A— Modulo reduzido

fy/2 pmmmmmmme-e

(KL) 21reE T

— fim =
r FY

Figura 4.14: Variacdo da tensdo com o indice de esbeltez para instabilidade
global (Adaptada de Yu, 2000)

Além da instabilidade de Euler (ou instabilidade por flexdao), os elementos
lineares comprimidos constituidos de se¢des abertas e de parede fina podem apresentar
fendmenos de instabilidade de tor¢ao ou flexotor¢ao. Estes modos de instabilidade sao
caracteristicos de barras longas e de segdes transversais de baixa rigidez a tor¢do. A
instabilidade por tor¢do deve-se a rotagdo das segdes transversais em torno do eixo do
elemento, o qual permanece reto, e ocorre em perfis duplamente simétricos com rigidez
torsional muito pequena, como por exemplo, nas se¢oes em formato de cruz (ver Figura
4.15a). Os perfis com se¢des com um ou nenhum eixo de simetria, por exemplo, nas
se¢Oes cantoneiras e em U, apresentam instabilidade por flexotor¢ao. Neste caso, o
perfil apresenta uma instabilidade por flexdo, transladando seu eixo para a posi¢do
deformada e, juntamente, com uma instabilidade por tor¢do, ou seja, as segdes
transversais sdo rotacionadas em torno do eixo de cisalhamento, conforme mostra a
Figura 4.15b.

No caso de barras que se instabilizam por tor¢do ou flexotor¢do, as segdes
transversais sofrem rotagdo em torno do seu proprio eixo e podem empenar, ou seja,

apos a deformacdo as segdes transversais deixam de estar contidas em um plano.
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(2) (b)

Figura 4.15: Modos de instabilidade global: (a) por tor¢ao, (b) por flexotor¢ao
(adaptada de Silva e Silva, 2008).

O estudo de instabilidade uma barra simplesmente apoiada de comprimento |
submetida a compressao uniforme N, indeformével axialmente e submetida a tor¢cao ndo
uniforme, ou seja, as se¢des transversais rotacionam em torno do seu proprio eixo e
empenam (i.e. deixam de estar contidas em um plano), requer a solug¢do do sistema de
equacdes diferenciais (4.24),

ELV o + N (Vo =248, ) =0

El yW,xxxx +N (W,xx + y0¢,xx) =0 5 (424)

EC\f 00 — Gl + N (17 = Yo W, + 2,V ) =0

XXXX

onde X € o eixo da barra, @ ¢ o angulo de tor¢do da barra em torno do eixo que passa
pelo centro de cisalhamento da se¢do transversal, G e E sdo os modulos de cisalhamento
e de elasticidade do material, ly e I, sdo os momentos de inércia em relagdo aos eixos
principais de inércia Y e z, respectivamente, |y € o momento de inércia a tor¢do, C,, é a
constante ao empenamento, o qual ¢ fornecido pela ABNT NBR 6335:2003 para as
secdes mais usuais e I ¢ o raio de giragdo polar da secdo bruta em relacdo ao centro de
cisalhamento dado pela equagao (4.25),

=0+ +Y, +1, (4.25)
onde Iy e I; sdo os raios de giragdo em relacdo aos eixos principais de inércia y e Z,

respectivamente, € Yo € Zg sdo as coordenadas do centro de cisalhamento na direcdo dos
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eixos principais de inércia Yy e z, respectivamente, em relagdo ao centro geométrico da
secao.

No caso particular de um pilar de comprimento |, simplesmente apoiado nas
diregdes Y e Z e cujos apoios impedem a rotacdo de tor¢do, mas permitem o
empenamento da secdo, as condi¢des de contorno sao dadas pelas equacdes (4.26),

v(0)=v(l)=w(0)=w()=0
V() =v, DH=w,(0)=w_(1)=0. (4.26)
#(0)=g(1) =4, (0)=4,,(H=0

Pode-se mostrar (Trahair, 1993) que a solu¢do do sistema de equagdes

diferenciais (4.24) ¢ dada pelas expressoes (4.27),

v:Clsen”I—x
W=C§m%§, 4.27)
¢:C3sen”TX

onde Cq, C, e C3 sdo constantes a determinar.
Substituindo as equacdes (4.26) e (4.27) em (4.24), chega-se ao sistema de

equagodes lineares (4.28),

(N, —N) 0 Nz, c,7 [0
0 (N, —N) =Ny, C,|=|0], (4.28)
Nz, -Ny, 17 (N, —N)|LC] [0

onde Ngy € Ne; sdo as forgas de instabilidade elastica de flexdo em relagdo aos eixos
principais Y e Z e sdo fornecidas pelas equagdes (4.29) e (4.30), respectivamente. Nex € a

forca de instabilidade elastica de tor¢do em relagdo ao eixo longitudinal X e ¢ dado pela

equagdo (4.31),
7’El,
N, = B (4.29)
N, - ZEL, 4.30
ez Iz > ( : )
1 7’EC,
Nex:_z[Glt_i_l—zj. (431)
0

A solucdo ndo trivial do sistema de equagdes lineares (4.28) ¢ fornecida por

meio da equagdo cubica (4.32),
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(N =N, )(N=N_)(N=N,)-N’2 (N-N,)-N?>y; (N-N,)=0.(432)

Assim, a forga critica (N¢r) de bifurcacdo do pilar € igual a menor raiz da

equacao (4.32).

4.2.2. Modos Locais

As barras curtas podem ser suscetiveis a fendmenos de instabilidade local, que
sdo caracterizados pela instabilidade das chapas que constituem o elemento estrutural.
Para as se¢oes em Ue, por exemplo, a deformagdo da se¢do deve-se a flexdo da alma e
da mesa, enquanto os enrijecedores possuem uma borda livre e, consequentemente,
sofrem predominantemente deslocamentos de corpo rigido. Esse fato ilustra-se na
Figura 4.16, onde se observa que o modo local de chapa (MLC) da se¢ao em Ue
representada, submetida a compressao uniforme, ¢ induzido pela instabilidade da alma
(chapa mais esbelta). A deformagao das mesas e enrijecedores deve-se, unicamente, a
compatibilidade que as rotagdes de flexdo tém que satisfazer nas bordas longitudinais
alma-mesa.

A estabilidade local da barra ¢ condicionada pelo comportamento da chapa mais
susceptivel a instabilidade por flexao, cujo fendmeno depende da esbeltez das varias
chapas da secdo transversal e da distribui¢do das tensdes atuantes. Em termos fisicos, na
tese de Prola (2001), o MLC esté descrito da seguinte maneira:

(i) O modo de instabilidade de chapas ¢ caracterizado pela instabilidade, por
flexdo, da chapa condicionante, sendo que as chapas restantes, por
compatibilidade, acompanham as deformacdes;

(1) O comportamento da barra pode ser modelado por meio de uma barra

comprimida (total ou parcialmente) cujos cantos das chapas estdo na
condi¢do de engastamento eldstico, de modo que as molas de rotagdo

traduzem as influéncias do comportamento das chapas restantes da barra.
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Figura 4.16: Modo local de chapa uma barra em Ue influenciado pela alma.

A andlise linear de estabilidade de uma se¢do, modelada como um conjunto de
chapas isoladas, ¢ dificultada pela necessidade de compatibilizar as rotagdes que
ocorrem nas bordas longitudinais adjacentes. A rigor, a instabilidade da secdo pode ser
analisada por meio do comportamento de qualquer uma das suas chapas, desde que se
conhega o grau de restricdo as rotagdes existentes nas bordas longitudinais da chapa
(i.e., a rigidez das molas elasticas que modelam estas restrigdes). Uma abordagem
conservadora consiste em admitir-se que esta rigidez seja nula, o que vale dizer que
todas as bordas longitudinais estdo simplesmente apoiadas. Nessa linha de pensamento,
nos elementos comprimidos a instabilidade de cada chapa independe das restantes e,
portanto, admite-se que a tensdo de bifurcacdo da se¢do ¢ condicionada pelo
comportamento do elemento de menor tensdo critica.

A primeira analise sistematica e consistente de estabilidade de se¢des deve-se a
Lundquist et al (1943), que utilizaram o método de distribuicdo de momentos para
resolver o sistema de equagdes diferenciais de equilibrio de se¢des uniformemente
comprimidas. Posteriormente, Chilver (1951) validou, experimentalmente, os resultados
tedricos de Lundquist et al (1943).

Logo a seguir, Bleich (1952) determinou expressdes para tensdes de bifurcacao
no MLC, a partir da resolugdo das equagdes diferenciais de equilibrio relativas a cada
chapa, satisfazendo as condigdes de contorno, estdticas e cinematicas, relativas a
continuidade de deformacdes nas bordas longitudinais. Chilver (1953) e Bulson (1967)
escreveram as equagdes de equilibrio em forma matricial, cujos coeficientes dependem,
ndo linearmente, do parametro de forca (tensdo). O menor valor desse parametro que
anula o determinante da matriz fornece a tensao critica de bifurcacao da segao.

A estabilidade de secdes em Ue submetidas a flexdo composta foi estudada por

Walker (1966) que considerou, separadamente, os comportamentos: (i) da alma,
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modelando-a como uma chapa sujeita a compressdo uniforme com as rotagdes
elasticamente restringidas nas bordas longitudinais e (i1) das mesas, como sendo chapas
submetidas a compressdo linearmente varidvel e com uma borda longitudinal (mesa-
alma) engastada elasticamente e com a outra (mesa-enrijecedor) articulada.

Ainda dentro da pesquisa de solucdes analiticas, Rhodes e Harvey (1976)
analisaram o comportamento de se¢des em U, submetidas a compressao uniforme na
alma e variavel nas mesas, baseados em métodos energéticos.

O estudo do comportamento pos-critico de secdes abertas e de parede fina, que
se instabilizam no MLC, requer a consideracio da compatibilidade entre os
deslocamentos e as rotagdes, € o equilibrio das for¢as e dos momentos ao longo das
chapas que constituem a secdo. A solucdo analitica das equag¢des ndo lineares de
equilibrio combinadas com essas condi¢des adicionais de equilibrio e compatibilidade,
torna-se de dificil obten¢do, sendo restringida a um numero reduzido de problemas.
Nesse contexto, Benthem (1959) obteve, de forma analitica, o comportamento pds-
critico de um pilar de se¢do em U, tendo chegado a resultados precisos.

Durante a década de 1960, o estudo do comportamento pos-critico de segdes
abertas e de parede fina era realizado por meio de métodos aproximados, os quais
envolviam um grande volume de célculos. Utilizando o método de Rayleigh-Ritz e a
hipétese de que a configuragdo deformada das paredes deva permanecer inalterada,
Graves Smith (1968, 1969) estudou a perda de rigidez de um pilar tubular retangular
devido aos fendmenos de instabilidade locais de chapa. Essa hipdtese pode ser
considerada valida apenas na fase inicial do comportamento pos-critico.

Contribuindo para o conhecimento da fase pods-critica associada ao MLC,
Rhodes e Harvey (1971 e 1975) estudaram, analiticamente, o comportamento de barras
curtas de secdes em U e Ue submetidas a compressdo uniforme e linearmente variavel.
Eles utilizaram o método de Rayleigh-Ritz combinado com a formulagdo energética,
sendo que os resultados obtidos apresentaram boa correlacio com o0s ensaios
experimentais realizados por Winter (1968).

Nas sec¢oes enrijecidas constituidas por chapas finas, tais como, Ue, Ze, rack e
cartola, a instabilidade local pode ser caracterizada pela distor¢do da segdo transversal.
Na configuragdo do modo local de chapa (MLC), por defini¢do, esta sempre garantida a
conservagdo original das bordas longitudinais (linhas de dobra), as quais permanecem
retas ao longo do perfil, assim como os angulos formados entre as chapas vizinhas. O

modo distorcional envolve deslocamentos de flexdo e de membrana e inclui
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deslocamento nas linhas de dobra provocando distor¢do na sec¢do transversal. A
instabilidade distorcional dos elementos comprimidos envolve a rotagdo, em sentidos
opostos, do conjunto mesa e enrijecedor sobre a jun¢do mesa-alma conforme mostra a

Figura 4.17.

Translagio

\Rﬂt&;éﬂ

—

Figura 4.17: Modo Distorcional, (Hancock, 1997).

Uma caracterizacao detalhada do MD foi elaborada por Hancock (1985), que fez
estudos analitico e experimental, sobre o comportamento de pilares usados em
estruturas de armazenamento, submetidos a compressao uniforme.

Mais tarde, Lau e Hancock (1987) desenvolveram expressdes analiticas para
calcular as tensdes de bifurcagao do MD.

O mesmo tipo de estudo foi realizado por Hancock (1997) para vigas (se¢ao
submetida a flexdo pura em torno do eixo de maior inércia) de perfis formados a frio de
mesma tipologia (Ue e em rack ) no intuito de encontrar formulas simplificadoras de
facil aplicagao pratica.

Por meio de um modelo analitico semelhante aos trabalhos anteriores, Li ¢ Chin
(2008) propuseram formulas analiticas para a determinacao de tensdes criticas para o
MD dos perfis formados a frio com se¢do em Ue, Z e Sigma submetidos & compressao
uniforme e variavel. Depois, Chen et al (2010) fizeram um conjunto de testes
experimentais em secdes (U e Ue) com enrijecedores longitudinais, uniformemente
comprimidas, com comprimentos para os quais o0 MD ¢ o modo critico. O estudo foi
complementado com célculos analiticos comparativos da resisténcia tltima usando as
normas australiana AS/NZ 4600 (2005) e a norte-americana AISI (2007). No presente
ano, Cheng e Yan (2011) propuseram um método de determinagdo da largura efetiva
para o MD de secdes Z e Ue sob flexdo, que foi comparado com resultados

experimentais disponiveis na literatura.
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4.3. Métodos Numéricos

A partir dos avangos dos recursos computacionais, houve uma progressiva
substitui¢do dos métodos analiticos pelos métodos numéricos nas solugdes dos
problemas de estabilidade de perfis constituidos por paredes finas.

Em um trabalho onde faz uma revisdo dos métodos numéricos empregados na
solucdo de problemas que envolvem fendmenos de instabilidade, Camotim (2006)
relaciona quatro tipos de modelagem numéricas que sdo empregadas por diversos
pesquisadores na abordagem dos modos locais e globais, ou seja, modos que envolvam
os efeitos localizados e locais: (i) modelagem em elementos de casca geometricamente
ndo lineares por meio do Método dos Elementos Finitos (MEF), (i1) Método das Faixas
Finitas Semi-Analitico (MFF), (iii) Método das Faixas Finitas Splines (MFFS) e (iv)
por meio de elementos de barra com a formulacdo da Teoria Generalizada de Vigas
(TGV).

Nessa Tese, por se tratar de analises de instabilidade de perfis formados a ftio,
opta-se pelo uso do Método das Faixas Finitas Splines (MFFS), o qual tira partido da
natureza prismatica da maioria dos elementos estruturais constituidos de parede fina,
ocasionando uma elevada redu¢do no numero de graus de liberdade quando comparados
aos modelos de elementos finitos de casca. Na direcdo longitudinal, os deslocamentos
do perfil sdo aproximados por fungdes “Bs-Spline”, i.e. combinagdes de quatro
polindmios cubicos (De Boor, 1978), fazendo com que seja possivel manter uma
elevada eficiéncia computacional em comparagdo com elementos de casca. Assim, o
método permite analisar elementos estruturais submetidos a forgas aplicadas ao longo
do vao ou com diferentes condi¢des de apoio e assegura a compatibilidade entre des-
locamentos transversais de membrana e flexdo, ao longo das linhas de dobra do perfil.
Este ultimo aspecto tem grande relevancia quando se analisa, por exemplo, o
comportamento pos-critico de perfis que se instabilizam no modo distorcional.

Entre os citados, o MEF ¢ o método mais difundido na area de engenharia de
estruturas pela sua versatilidade e pelos inimeros programas computacionais comerciais
disponibilizados, além de sua solida fundamentacido matematica que lhe da
confiabilidade. Para andlises de instabilidade de perfis de se¢do aberta e de parede fina
sdo, normalmente, utilizados elementos de casca geometricamente ndo lineares. No
interior de cada elemento, os deslocamentos sdo aproximados por fun¢des de forma,
geralmente polindmios, cujos coeficientes sdo os deslocamentos generalizados. No caso

de andlises de instabilidade de perfis formados a frio, a necessidade de modelar
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adequadamente os varios modos de instabilidade faz com que o MEF exija a utilizagao
de malhas refinadas de elementos de casca geometricamente ndo lineares (Pierin e
Rovere, 2005).

A partir da década de 1960, deu-se inicio a generalizacdo do uso do MEF para a
resolugdo de problemas geometricamente nao lineares, especificamente a andlise linear
de estabilidade de elementos estruturais, destacando-se, entre outros, os trabalhos de
Gallagher e Padlog (1963), Kapur e Hantz (1966), Wittrick (1968) e Przemieniecki
(1968 ¢ 1972).

Inserido no grupo de autores que desenvolveram formulagdes proprias baseadas
no MEF para permitir o estudo das condi¢des de estabilidade de elementos com segdes
constituidas de parede fina, destaca-se o trabalho de Chin et al (1993), que elaboraram
um elemento finito de chapa fina com seis nos e trinta graus de liberdade para efetuar
analises lineares dos modos locais (MLC e MD) e globais de perfis com qualquer
condicdo de carregamento e de contorno.

Quanto a aplicacao a andlise linear de estabilidade dos modos de instabilidade
globais, citam-se os trabalhos de (i) Trahair e Rasmussen (2005a, 2005b), que
desenvolveram um programa de computador baseado na formulacdo em MEF para
aplicar ao estudo dos modos globais de instabilidade de pilares (MGF e MGFT,
respectivamente) com apoios eldsticos inclinados em relagdo aos eixos principais das
barras e de (ii) Erkmen e Mohareb (2008) que desenvolveram um elemento finito de
barra de dois nos para andlise de instabilidade de secdes abertas incluindo na
formulagdo as deformagdes por cisalhamento.

Em relagdo a aplicagdo do MEF a analise ndo linear de estabilidade dos perfis de
parede fina, Lee e Harris (1979) foram dos primeiros a usar o MEF, aplicando-o ao
estudo do comportamento pds-critico de vigas com segdo Ue e cartola. Ja Desmond et
al (1981) conseguiram observar a presenca do MD, como um modo critico, ao
analisarem a influéncia dos enrijecedores na fase pos-critica de perfis Ue. O
comportamento pos-critico das barras tubulares com se¢do quadrada submetidas a
compressdo excéntrica foi analisado por Rerkshanandana et al (1981) por meio da
aplicacdo do MEF. Shen e Zhang (1992) usaram elementos finitos de cascas para
efetuar a analise ndo linear de estabilidade de pilares com se¢do em |I.

Nos finais dos anos 90, Schafer e Pekoz (1999) utilizaram elementos finitos do

programa comercial ABAQUS para estudar o comportamento pos-critico dos modos
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locais (MLC e MD) de um modelo constituido por um conjunto mesa-enrijecedor
submetido a compressao uniforme.

A partir desde momento e no decorrer da primeira década do século XXI,
observou-se uma tendéncia em aplicar de forma generalizada e recorrente os programas
de calculo comerciais que utilizam o MEF na andlise linear e ndo linear de estabilidade
dos pertfis de parede fina. Isso se deve a grande evolucao dos programas comerciais no
que se refere a otimizacdo de tempo, confiabilidade e criacdo de interfaces amigaveis
com outros programas que possibilitaram uma maior interacdo entre os programas € o
usuario.

Sarawit et al (2003) elaboraram uma sintese da utilizacdo dos programas
baseados no MEF na resolucdo de problemas de estabilidade de perfis constiuidos por
paredes finas explicitando a modelagdo em elementos finitos a usar em problemas
lineares e ndo-lineares de estabilidade. O elemento finito de casca de 4 nods
(denominados S4, S4R e S4R5) da biblioteca do programa ABAQUS tem ganho
preferéncia de varios autores como os que sao referidos nas citagdes a seguir.

Os estudos analiticos, ja citados, sobre os modos locais e globais de instabilidade
de chapas enrijecidas feitos por Byklum et al (2004) ¢ Byklum e Amdhal (2002), foram
validados por resultados numéricos obtidos no programa ABAQUS. Idéntica
metodologia foi empregada por Yu e Schafer (2007) e Szychowski (2008) na validacao
dos modelos semianaliticos utilizando métodos energéticos, também ja citados, do
estudo de instabilidade de chapas submetidas a tensdes longitudinais variaveis.

Aplicando o programa ABAQUS para os estudos numéricos do comportamento
de perfis formados a frio, Gotluru et al (2000) contribuiram para o conhecimento do
fendmeno de tor¢ao presente nos modos locais e globais de instabilidade e Young e Yan
(2002) estabeleceram comparagdes com os resultados obtidos experimentalmente para o
pilar de se¢do em U com as extremidades engastadas. De maneira semelhante, dois
trabalhos foram realizados na Universidade de Sydney onde as andlises numéricas
foram comparadas com os resultados das andlises experimentais de pilares curtos (Yang
e Hancock, 2002a) e longos (Yang e Hancock, 2002b). Utilizando as mesmas
ferramentas computacionais, Koji et al (2002) apresentaram resultados de analise
lineares e nao lineares de estabilidade de segdes rack submetidas a compressdo
uniforme e linearmente variavel. A influéncia das condi¢des de empenamento (livre ou
impedido) foi estudada por Dinis ¢ Camotim (2003), que em outro trabalho (Dinis e

Camotim, 2004) estenderam o estudo ao comportamento de pods-critico elastico e
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elastoplastico de se¢oes Ue e rack. Um vasto conjunto de resultados de esforgos
resistentes de se¢des Ue simulados no ABAQUS foi usado por Silvestre et al (2007)
para estabelecer comparagdes com os resultados fornecidos pelo Método da Resisténcia
Direta (MRD).

Outros tipos de perfis, com geometria ndo usual, foram analisados por
Karayanan ¢ Mahendran (2002). Schafer et al (2006) analisaram perfis Ue ¢ Z com
enrijecedores complexos, ndo usuais, comparando os resultados de esforgos resistentes
fornecidos pelo MRD com os obtidos numericamente pelo ABAQUS. O comportamento
critico e pos-critico de chapas e perfis formados a frio ndo enrijecidos foram estudados
por Bambach (2006 e 2009), sendo que as analises numéricas obtidas pelo referido
programa foram comparados com resultados experimentais € com a norma australiana
AS/NZ 4600 (2005) e a norte-americana do AISI (2007). Ainda com a ajuda do mesmo
programa, Dinis et al (2007) desenvolveram um estudo das respostas lineares ¢ nao
lineares da interagdo entre (i) os modos locais MLC e MD de pilares, que foi estendido a
analise de vigas (Dinis e Camotim (2010), e (ii) os modos distorcional e global (Dinis e
Camotim (2011). Um trabalho semelhante foi desenvolvido com a ajuda do mesmo
programa por Nandini e Kalyanaraman (2010), que estudaram a interacdo entre os
modos locais (MLC ¢ MD) e globais de vigas, propondo uma metodologia que foi
comparada com os regulamentos norte-americano e europeu, além do método da
resisténcia direta. Ye e Rasmussen (2008) também usaram o ABAQUS para estudar a
instabilidade de perfis de aco de alta resisténcia formados a frio.

Para obter as forcas criticas usadas nos calculos da resisténcia ultima pelas
especificagdes das normas australiana AS/NZ 4600 (2005) e a norte-americana AISI
(2007), Chen et al (2010) usaram o programa ABAQUS.

Com objetivos semelhantes (estudo da instabilidade de perfis formados a frio)
alguns autores tém usado outros programas comerciais com base no método dos
elementos finitos, como por exemplo, Salem et al (2004) aplicaram o programa
COSMOS/M para avaliar a resisténcia tltima de perfis em | ¢ Mohan et al (2005)
utilizaram o programa NASTRAN para analisar a interacdo entre os modos global e
local de instabilidade de cantoneiras. O programa ANSYS foi usado por (i) Paik et al
(2001) e Paik e Seo (2009) na validagao dos resultados analiticos da simulacao do
comportamento pds-critico de chapas ortotropas, (i1) Dubina e Ungureanu (2002) na
avaliacdo do efeito das imperfei¢des iniciais na resisténcia ultima dos PFF, (iii) Zhang

et al (2007) na comparagdo com os resultados experimentais dos ensaios realizados em

99



pilares PFF com enrijecedores inclinados e, mais recentemente, por (iv) Wang ¢ Zhang
(2009) na comparagdo com resultados experimentais de perfis Ue com enrijecedores
inclinados submetidos a flex@o pura e (v) Roure et al (2011) no estudo do MD de secdes
rack uniformemente comprimidas, os quais compararam os resultados numéricos com
dados experimentais e calculos de resisténcia com base no conceito de largura efetiva
presente nas especificagdes do Eurocode 3 parte 1.3 (2005).

Para superar os inconvenientes presentes no MEF para andlises de instabilidade,
tais como, o elevado esforco computacional ocasionado pelo refinamento da malha
exigido para se obter resultados precisos, varios autores t€ém utilizado o método das
faixas finitas (MFF) nas analises de instabilidade de perfis formados a frio. O MFF foi
formulado inicialmente por Cheung no final da década de 1960 e foi publicado no livro
de Cheung (1976). Przemieniecki (1973) utilizou o método em anélise de secdes de
parede fina considerando apenas deformagdes de flexdo e Plank e Wittrick (1974)
consideraram as deformacdes de membrana e de flexdo nas analises. Esses mesmos
autores (Plank e Wittrick, 1974) também utilizaram fung¢des mais complexas, o que
permitiu a avaliagdo do efeito das tensdes cisalhantes. Um pouco mais tarde, Hancock
(1978) estudou a instabilidade de vigas em se¢do | por meio do MFF. Dentre os
trabalhos mais relevantes sobre a aplicacio do MFF em analises de instabilidade de
perfis formados a frio, destacam-se Graves-Smith e Sridharam (1978), Key (1988),
Hancock et al (1990), Key e Hancock (1993) e Papangelis e Hancock (1995).

Na formulacdo original do MFF, os deslocamentos longitudinais do perfil sdo
aproximados por fungdes trigonométricas (seno), o que implica a condigdo de
simplesmente apoiada nas extremidades do perfil. Devido a esta restricdo, o MFF
permanecia com aplicacdes limitadas, até que Fan (1982) propos a utilizacdo de fungdes
B;-Splines (Método das Faixas Finitas Splines — MFFS) como fun¢des de interpolacao,
ao invés das usuais fungdes trigonométricas. A utilizacdo das fungdes Bs;-Splines
aproxima o Método das Faixas Finitas do Método dos Elementos Finitos, uma vez que ¢
necessaria a introducao de nos intermediarios na direcdo longitudinal. Outra forma de
superar as restri¢des das condi¢des de contorno do MFF foi encontrada por Bradford e
Azhari (1995), que propuseram a utilizagdo de uma combinagdo de fungdes
trigonométricas.

O MFFS foi usado na analise de estabilidade elastica de perfis formados a frio
por varios autores, como por exemplo, a andlise linear de Lau e Hancock (1986), e as

analises nao lineares de Kwon e Hancock (1990) e Prola (2001).
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Na década de 1990, o modo distorcional de varias se¢des abertas e de parede
fina foi estudado no Instituto Superior Técnico de Lisboa, utilizando o MFFS, tais
como, os perfis com se¢des tipo S enrijecido (Prola e Camotim, 1995), perfis rack
(Prola e Camotim, 1996a), perfis sigma (Prola e Camotim, 1996b) e se¢des tipo Z com
enrijecedores inclinados (Prola e Camotim, 1997). Os resultados numéricos dos perfis
rack e sigma foram comparados com ensaios experimentais realizados na Universidade
Federal do Rio de Janeiro e publicados em Prola et al (1996) e Batista et al (1999),
respectivamente. Além disso, Camotim et al. (2000) utilizaram o MFF com fungdes
“Bs-Spline” para estudar a influéncia das condi¢des de contorno (sobretudo as relativas
ao empenamento das se¢des de extremidade) na instabilidade distorcional de perfis com
se¢do em rack.

Por meio de analises do comportamento pos-critico de perfis que se instabilizam
no modo distorcional, Prola (2001), utilizando o MFFS, detectou que o comportamento
pos-critico ¢ distinto quando a secdo transversal se abre ou se fecha, conforme mostra a
Figura 4.18, sendo que a maior resisténcia pos-critica ocorre quando a se¢do transversal
se fecha. Com a utilizacdo da Teoria Generalizada de Vigas (TGV), Silvestre e Camotim
(2003) explicaram que esse fenomeno ¢ devido aos efeitos de cisalhamento e a
assimetria dos deslocamentos longitudinais provocados pelo empenamento da segdo
transversal. Por meio dos fundamentos da TGV, Adany e Shafer (2006) usaram a
formulacdo do método das faixas finitas para desacoplar os modos locais na analise
linear de estabilidade de se¢des abertas e de parede fina. Esse método foi designado de
Método das Faixas Finitas Confinadas (Constrained Finite Strip Method). Em um
trabalho posterior, Adany e Shafer (2008) ampliam esse estudo para aplicacdo da

analise linear de estabilidade em pilares e vigas.

@)

Figura 4.18: Empenamento da se¢do causada pela instabilidade distorcional:
(a) secao que abre, (b) secdo que fecha.
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O método semienergético foi usado por Ovesy et al (2005 ¢ 2006) na formulagio
das faixas finitas no estudo do comportamento pds-critico de chapas e pilares de se¢ao
em U. Posteriormente, Ghannadpour e Ovesy (2008) estenderam esse estudo para
elementos estruturais com se¢des em |. A utilizagdo do método semienergético na
formulagdo dos métodos numéricos s6 permite o estudo inicial da fase pds-critica para
elementos que se instabilizam no MLC, o que limita muito o seu uso, embora possua a
vantagem em termos de simplicidade na formulacdo e economia de tempo de
processamento.

A formulagdo isoparamétrica tem sido utilizada em conjunto com o MFFS por
alguns autores, tais como, Au e Cheung (1993) e Cheung ¢ Au (1995) que analisaram
elementos planos e cascas degeneradas, respectivamente. Nos ultimos anos, na
Australia, nos trabalhos de Eccher (2007) e Eccher et al (2009) foi utilizada a
formulagdo isoparamétrica do MFFS, juntamente com a Teoria de Reisser-Mindlin, para
a analise de perfis formados a frio perfurados.

Por meio do MFFS, Vrcelj e Bradford (2008) incluem apoios intermediarios na
largura da faixa finita utilizando funcdes de aproximacdo, no sentido transversal da
faixa, do tipo bolha (bubble functions).

A instabilidade de perfis de aco formados a frio submetidos a tensdes de
cisalhamento por meio do MFFS foi estudada por Pham e Hancock (2009). Foram
estudados elementos estruturais em secdao U e Ue, com diferentes condi¢des de contorno
e distribuicao de tensodes de cisalhamento.

As andlises de instabilidade de perfis formados a frio também tém sido
estudadas com o auxilio da Teoria Generalizada de Vigas (TGV). A TGV apresenta uma
formulagdo semelhante a teoria de vigas, ou seja, as equagdes de equilibrio e as
condigdes de contorno sdo expressas em grandezas que dependem apenas de uma
coordenada axial, e incorpora os conceitos da teoria de chapas dobradas, o que torna
possivel a consideragao dos efeitos locais (deformacdes das secdes transversais dos
elementos no seu proprio plano). Existem semelhangas substanciais entre a TGV e o
MFFS, no sentido que ambos os métodos adotam representacdes do campo de
deslocamentos similares e tratam diferentemente as discretizagcdes ao longo da linha
média da se¢do transversal e ao longo do eixo longitudinal do perfil. No entanto, a TGV
¢ conceitualmente diferente do MEF/MFF/MFFS, pois ela (i) aproxima a configuragao
da deformada de uma secdo transversal da barra por meio de uma combinagao linear dos

modos de deformacgdo com significados mecénicos estruturais bem definidos e (ii)
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proporciona uma metodologia geral para obter solugdes rigorosas de diversos problemas
nao lineares que envolvam perfis de secdes abertas e de parede fina (Camotim, 2006).

Dentre os trabalhos que utilizaram a TGV nas andlises de instabilidade de perfis
formados a frio, destaca-se o trabalho liderado pelo Professor Camotim e seus
colaboradores no Instituto Superior Técnico (Portugal) na elaboracdo de varios
trabalhos (Silvestre (2005), Silvestre e Camotim (2003), Camotim et al (2010)).

O trabalho de Baiz e Aliabali (2009) utiliza o método dos elementos de contorno
no calculo da forga critica de PFF que se instabilizam no MLC. Cita-se também o
trabalho de Pala (2008) que utiliza os algoritmos genéticos para efetuar a analise linear
de estabilidade de perfis onde o MD ¢ critico.

Na Escola Politécnica da Universidade de Sao Paulo vem sendo desenvolvido o
programa computacional PEFSYS, o qual ¢ programado em linguagem Fortran F90 e
utiliza o MEF para a andlise ndo linear fisica e geométrica de estruturas. Yojo (1993) e
Pimenta e Yojo (1993) formularam um elemento de barra tridimensional com base na
teoria geometricamente ndo linear para o estudo da instabilidade de vigas e porticos em
balango. Fruchtengarten (1995) alterou a hipdtese constitutiva da teoria ndo linear
geometricamente exata formulada por Pimenta e Yojo (1993). Esta alteracdo permitiu a
analise de instabilidade por distor¢ao cujos resultados foram comparados com a teoria
de Vlasov (1961).

Posteriormente, Campello (2000) incluiu o empenamento ndo uniforme no
elemento de barra tridimensional com base na teoria ndo linear geometricamente exata
para efetuar a andlise ndo linear de perfis formados a frio. Fruchtengarten (2005)
comparou os resultados das andlises de instabilidade lateral de vigas obtidas pela teoria
ndo linear geometricamente exata e pela teoria de Vlasov. Campello (2005) formulou
um elemento de casca triangular com base na teoria ndo linear geometricamente exata
para a analise ndo linear de estruturas com materiais elasticos e elastoplasticos.

No que se refere a revisao bibliografica, destaca-se o trabalho de sintese de
Magnucka-Blandzi e Magnucki (2011), recentemente publicado, onde, além da
apresentacdo analica da formulacdo das forgas criticas locais e globais para vigas com
secdes Ue com os enrijecedores constituidos por 2 ou 3 chapas em formato aberto ou
fechado, os autores apresentam e discutem uma vasta bibliografia sobre o problema de

instabilidade e otimizagdo dos perfis formados a frio.
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4.4. Tensdes Residuais e Imperfeicdes Geométricas Iniciais

Em uma analise ndo linear de estabilidade de perfis formados a frio deve-se
considerar a presenca de tensdes residuais e imperfeicdes geométricas iniciais, pois
influem muito nos resultados do problema da estabilidade de se¢des de parede fina.
Esses dois fatores sdo decorrentes dos processos de fabricacdo e de montagem dos
perfis formados a frio.

A presenca das tensdes residuais ¢ a principal causa da ndo linearidade do
diagrama tensdao-deformacao dos acos estruturais. Para perfis sem tensdao residual o
comportamento tensdo-deformagdo tenderia para o elastoplastico perfeito, conforme

mostra a Figura 4.19.

Elemento semtensao residual

Elemento comtenséo residual

&

Figura 4.19: Influéncia da tensao residual no diagrama tensao-deformagao.

Se um pilar de ago com tensdes residuais ( o, ) for submetido a uma compressao

uniforme, o diagrama tensdo-deformacdo apresenta trés zonas distintas, conforme
mostra a Figura 4.19: (i) um ramo linear, correspondente a um comportamento elastico
onde as tensdes sao menores do que a tensdo de proporcionalidade (f,), (ii) um ramo nao
linear, correspondente a um comportamento elastoplastico, ou seja, a medida que a
tensao aumenta, diminui a zona elastica da se¢do e, portanto, a declividade diminui e
(ii1) um ramo horizontal que corresponde a um comportamento plastico onde todas as
fibras da sec¢do atingem a resisténcia ao escoamento (fy). A relagdo entre a tensdo de
proporcionalidade e a resisténcia ao escoamento ¢ dada pela equacao (4.33),

f=f -0, (4.33)

Por meio de um estudo experimental, Weng e Pekoz (1990) concluiram que para

os perfis formados a frio com secdo em Ue, as tensdes residuais apresentam as seguintes
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particularidades: (i) tensdes de compressao na parte interna do perfil e de tracao na parte
externa; (ii) nos cantos as tensoes residuais sao mais elevadas em comparagao as partes
planas da secdo; (iii) os valores encontrados das tensdes residuais variam entre 25% a
70% da resisténcia ao escoamento do ago; (iv) a distribui¢ao das tensdes residuais segue
o mesmo padrdo em todos os ensaios realizados e (v) nas partes planas, a distribui¢ao
das tensoes residuais € uniforme.

Nos cantos do perfil, as tensdes residuais sdo mais elevadas, pois nessas regides,
durante o processo de fabricacdo, o trabalho a frio ¢ mais acentuado, aumentando a
resisténcia ao escoamento. Dessa forma, o aumento da tensdo residual pode ser
negligenciado nessas regioes.

Por meio de ensaios em 93 perfis formados a frio submetidos a compressao,
Weng (1991) concluiu que a magnitude e a distribuicdo das tensdes residuais sdo
diferentes quando comparados aos perfis laminados.

Schafer e Pekoz (1998) convencionaram que as tensdes residuais sao
constituidas de duas parcelas (i) membrana e (ii) flexdo. Essa convengao foi adotada,
pois nos ensaios sao colocados dois extensometros, um em cada face do perfil,
fornecendo duas leituras. Geralmente essas leituras fornecem um valor de tensdo
residual de tracdo na face externa e um valor de compressdao na face interna, de
magnitudes diferentes. Isso pode ser explicado pela superposicao entre uma tensao de
compressdo constante ao longo da espessura (denominada de membrana) e uma
variagdo simétrica de tensdes ao longo da espessura (denominada de flexdo), conforme

mostra a Figura 4.20.

face interna

T

flexdo membrana face externa

Figura 4.20: Defini¢do das tensdes residuais de membrana e flexao.
De acordo com Schafer e Pekoz (1998), as tensdes residuais de membrana sao
mais relevantes nos perfis laminados e soldados, enquanto que nos perfis formados a

frio as tensdes residuais de flexao sao mais elevadas do que as de membrana.
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A distribuicao de tensdes residuais de flexdo para perfis formados a frio com
se¢oes tipo Ue recomendada por Schafer e Pekoz (1998) esta ilustrada na Figura 4.21. A
tensdo residual maxima ocorre na regido de dobra das chapas. A distribui¢ao das tensdes
residuais na secdo depende do processo de fabricagdo dos perfis formados a frio.
Quando o perfil ¢ produzido em perfiladeiras a tensao residual maxima ocorre na alma
do perfil. Por outro lado, se o perfil for produzido em prensas dobradeiras, a maxima
tensdo residual ocorre nas regides de dobra. O modelo proposto por Schafer e Pekoz

(1998) ndo considera tensodes residuais nos enrijecedores.

23%
27%, 33 8%

39% 17%

(@ ®)
Figura 4.21: Tensdes residuais em %fy: (a) perfiladeiras (b) prensas dobradeiras
(Adaptado de Schafer e Pekoz, 1998)

A consideracdo dos cantos arredondados ou vivos nas analises numéricas
provoca diferencas insignificantes na estimativa da resisténcia ultima dos perfis. Por
esse motivo, Ranawaka e Mahendran (2010) recomendam, para perfis produzidos em
prensas dobradeiras, a distribuicdo de tensdes ilustradas na Figura 4.22 para secdes tipo
Ue e Rack. Geralmente o aumento da resisténcia ao escoamento ¢ desprezado nas
regioes de dobra do perfil e, por esse motivo, o acimulo de tensdes residuais na regido
de dobras (0,33fy) ¢ negligenciado.

As tensdes residuais sao aliviadas a medida que a temperatura do ago aumenta.
A taxa de alivio de tensdes depende do teor de carbono presente no aco. Para agos com
0,2% de teor de carbono, as tensdes residuais sdo nulas para temperatura acima de
830°C (Calliser, 2000 apud Lee, 2004). Lee (2004) admite que as tensdes residuais sdo
nulas para a temperatura igual a 800°C e propde a equagdo (4.34) para os fatores de
reducdo para as tensdes residuais em funcdo da temperatura,

B =1,0181-0,001280, (4.34)

onde @ ¢ a temperatura do ago em graus Celsius (20 <8 <800°C).
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Figura 4.22: Distribui¢ao de tensoes residuais: (a) Ue (b) Rack
(Adaptado de Ranawaka e Mahendran, 2010)

Os processos de fabricacdo e montagem dos perfis formados a frio originam as

0.1 ?f’\

imperfeicdes geométricas iniciais no elemento que devem ser incluidas nos
procedimentos de analises estruturais. Assim, as hipdteses de chapas retilineas e barras
perfeitamente retas ao longo do seu eixo ndo sao validas.

Desse modo, a resisténcia ultima da barra pode ser muito influenciada pela
presenca das imperfeigdes geométricas iniciais, especialmente se elas forem
semelhantes a0 modo de instabilidade obtidos por meio de uma analise linear de
estabilidade.

As barras submetidas a compressao centrada estdo, a rigor, sob flexocompressao
desde o inicio do carregamento devido aos esforgos de flexdo oriundos das imperfeigcoes
iniciais e das possiveis excentricidades de carregamento.

Segundo Bazant e Cedolin (1991), em 1807 Young propds que a imperfei¢ao
geométrica inicial de uma barra fosse aproximada por uma funcdo senoidal. Essa
proposta era valida somente para a imperfeicao global do eixo da barra.

Dois tipos de imperfeigdes geométricas iniciais foram observados por Schafer e
Pekoz (1998), especificadamente para os efeitos localizados (modo local de chapa e
distorcional), conforme mostra a Figura 4.23. Com base em ensaios experimentais, 0s
autores concluiram que a maéaxima magnitude das imperfeicdes ¢ fornecida pelas
equagdes (4.35), para duas categorias: (i) Tipo 1 - imperfeicdo méaxima de elementos
enrijecidos e (ii) Tipo 2 - imperfei¢do maxima dos elementos com enrijecedores de
borda ou sem enrijecedores. Essas equacdes sdo validas para (i) chapas com espessuras
menores do que 3 mm e (ii) com relagdes largura/espessura (b/t) menores do que 200 e

100 para os tipos 1 e 2, respectivamente,
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d, ~0,006b ou d,~ 6.t.e"2t. 435)
d, ~t

Por meio de um estudo experimental e numérico, Yang e Hancock (2004)

concluem que as imperfei¢des iniciais na forma de um modo de instabilidade, obtida da

analise linear de estabilidade, podem conduzir a resultados contra a seguranca devido a

possibilidade de ocorréncia de interagdo entre os modos de instabilidade.

~ -4 9
— —

Figura 4.23: Parametros de imperfeigdes geométricas da se¢ao transversal:
(a) Tipo 1, (b) Tipo 2

Devido a sensibilidade as imperfei¢cdes na resisténcia ultima dos perfis formados
a frio, no trabalho de Dubina e Ungureanu (2002) avaliou-se a influéncia das
imperfeigdes na capacidade resistente dos elementos estruturais com a finalidade de
estabelecer tolerancias a serem utilizadas na fabricagdo dos perfis e defini¢ao das
imperfei¢des geométricas iniciais que devem ser incluidas nas anélises numéricas.

Nessa linha de pesquisa citam-se, também, os trabalhos de Almeida (2007) e
Almeida e Neto (2009), onde os pilares de se¢des em U e Ue foram modelados por meio
do MEF com elementos solidos e de casca do programa comercial ANSYS. Os autores
concluem que os perfis em secao Ue sdo menos suscetiveis as imperfeigdes geométricas
locais do que os perfis em se¢do U. Além disso, a forma e a magnitude das imperfei¢cdes
geométricas devem ser estabelecidas em funcdo da esbeltez e do tipo de secdo do

elemento a ser estudado.

4.5. Capacidade Resistente

A determinacdo da capacidade resistente dos perfis constituidos por placas
esbeltas envolve o conhecimento das trajetorias de equilibrio. As trajetorias de

equilibrio sdo obtidas por meio de dois tipos de analises:
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(1) Analise Linear de Estabilidade: aplica-se a barras ideais (i.e., barras
sem imperfeicdes geométricas iniciais) e pressupde-se que o
comportamento do aco ¢ elastico. Tem o objetivo de determinar a
forca critica de instabilidade a qual ¢ resultado da solucdo de um
problema de autovalor.

(11) Anadlise Nao Linear de Estabilidade: Esse tipo de analise ¢ aplicavel a
barras com ou sem imperfei¢des geométricas iniciais € com tensoes
residuais e possibilita a determinagdo do comportamento pds-critico
das barras. O comportamento do material pode ser eldstico ou

elastoplastico.

De maneira ilustrativa, a Figura 4.24 mostra a trajetéria de equilibrio de um pilar
formado a frio obtida por diferentes tipos de andlises de estabilidade: (i) estabilidade
elastica (andlise de segunda ordem), (ii) andlise do comportamento pos-critico elastico
(inclui somente os efeitos da ndo linearidade geométrica) e (iii) analise do
comportamento pos-critico elastoplastico, onde ambas as ndo linearidades (geométrica e
do material) sdo consideradas. Na trajetoria de equilibrio elastoplastica, o colapso
ocorre em um ponto limite situado sobre a trajetoria de equilibrio. A resisténcia ultima
da barra corresponde a for¢ca um pouco superior a forga que provoca o colapso do
elemento. No entanto, a andlise ndo linear eldstica tem grande utilidade pratica na
analise de perfis a temperatura ambiente, pois permite caracterizar o comportamento
estrutural quase até o colapso. Observa-se ainda que a trajetoria de equilibrio horizontal,
obtida pela teoria de segunda ordem, reflete na linearizagdo das equagdes de equilibrio

utilizadas para efetuar a andlise.
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Figura 4.24: Tipos de analises de estabilidade.

A obtengdo das trajetorias de equilibrio envolve a solucdo de sistemas de
equagdes diferenciais lineares ou nao lineares. Esses sistemas possuem solugdes
analiticas fechadas somente para casos particulares, cuja geometria e condi¢des de
carregamento sdo bastante simples e sem interesse pratico. Desse modo, as normas de
dimensionamento de perfis formados a frio apresentam métodos simplificados de
dimensionamento, tais como o Método das Larguras Efetivas, o Método da Area Efetiva
e o Método da Resisténcia Direta, os quais sdo descritos a seguir.

A avaliacdo do esforgo resistente de perfis formados a frio a temperatura
ambiente ¢ feita, de maneira cléssica, por meio do Método das Larguras Efetivas (MLE).
Segundo Wang (2002), esse método também ¢ aplicavel a temperaturas elevadas sendo
que as resisténcias ao escoamento € o modulo de elasticidade sdo reduzidos de acordo
com a temperatura. Para o entendimento do conceito das larguras efetivas considere
uma chapa simplesmente apoiada em todas as bordas e submetida & compressdo
uniforme na menor dire¢do da chapa. Para tensdes inferiores a tensao critica da chapa, a
distribuicao de tensdes ¢ uniforme. Quando se aumenta a tensdo de compressao,
ultrapassando-se a tensdo critica, ocorre uma redistribui¢ao de tensdes onde observa-se
uma diminui¢do do nivel de tensdes na parte central da chapa com um acréscimo de

tensdes junto as bordas laterais da chapa, como mostra a ilustragdo da Figura 4.25.
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Figura 4.25: Distribui¢@o das tensdes na fase pos-critica na chapa.
Com base nessa redistribuicdo de tensdes, von Karman et al (1932) propuseram
que a distribuigdo nao-uniforme de tensdes fosse substituida por uma distribui¢dao

uniforme de tensdes equivalentes, conforme mostra a Figura 4.26. Segundo von

Karman, a largura efetiva da chapa (ber) ¢ dada pela equagdo (4.36),

b
% 095 [KE (4.36)
i i

onde k é o coeficiente de instabilidade da chapa, E ¢ o mddulo de elasticidade, t ¢ a

espessura e f, ¢ aresisténcia ao escoamento do ago.
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Figura 4.26: Conceito de largura efetiva.
Em 1946, por meio de uma analise de varios resultados experime
ntais, Winter propos uma correcdo na formula de Von Karman, recomendando

que a largura efetiva fosse calculada pela equagao (4.37).
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A A

p p

byt =££1— 0’25], (4.37)

onde A4, ¢ a esbeltez reduzida da chapa, sendo dada pela expresséo (4.38),

L b

p T —.
0,95 /kj
o

Posteriormente, a equacdo (4.37) foi alterada por Johnson (1966) apud Yu

(4.38)

(2000) para a inclusdo dos efeitos de instabilidade elastoplastica, conforme mostra a
equagao (4.39). Esta equacao, embora modificada por Johnson (1966), ¢ conhecida por
formula de Winter e esta incluida em varias normas de perfis formados a frio, tais como

o AISI (2007), o Eurocode 3 parte 1.3 (2005) e a ABNT NBR 14762:2010,

b, :3(1— 0,22 J (4.39)

A A

p P

Com carater meramente ilustrativo, visto que o procedimento de calculo sera
detalhado no capitulo 6, a Figura 4.27 ilustra a evolugao das tensdes na fase pos-critica
no perfil Ue que instabiliza (i) no MLC (Figura 4.27a), precipitada pela esbelteza da
alma ou da mesa e (ii)) no MD (Figura 4.27b), ocasionada pela instabilidade do canto
mesa-enrijecedor. Da observacdo dos fendomenos mostrados na Figura 4.27, pode-se
concluir que nao faz sentido aplicar o conceito de largura efetiva em secdes que
instabilizam no MD, pois as altas tensdes de compressao (quando o perfil abre, Figura
4.27b) e de tracdo (quando o perfil fecha, Figura 4.27¢) desenvolvidas nas extremidades

do enrijecedor causam o colapso da se¢ao.

|
.

7
—

@ (b) ()

Figura 4.27: Distribui¢do das tensdes pos-criticas na se¢do Ue (a) MLC, (b) MD
que abre e (c) MD que fecha. Tensdes em MPa.

Desse modo, a aplicagdo do método da largura efetiva deve ficar restrita aos

perfis que se instabilizam no MLC. No entanto, para avaliar a capacidade resistente de
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perfis que instabilizam no MD, Kwon (1992) sugere, com base em testes experimentais,
a aplicagdo de formulas empiricas para o calculo da largura efetiva, porém essas
expressoes ndo caracterizam a distribui¢do real das tensdes do comportamento pos-
critico. A terminologia e metodologia de dimensionamento caracteristicas do conceito
de largura efetiva sdo adotados unicamente com o propdsito de uniformizar os
procedimentos e a nomenclatura corrente na avaliagdo da capacidade resistente de perfis
que instabilizam em ambos os modos locais (MLC e MD) para fins normativos.

O Método da Resisténcia Direta (MRD), proposto por Schafer e Pekoz (1998),
utiliza os resultados da andlise linear de estabilidade para estimar o esforgo resistente
dos perfis formados a frio. O método consiste em utilizar curvas de dimensionamento
ajustadas experimentalmente para, a partir da forca de instabilidade eléstica, calcular a
forca de colapso do perfil. Nesse método, o processo de célculo considera a se¢do do
perfil como um todo e ndo em elementos isolados, como no MLE.

O esforgo resistente caracteristico de um perfil submetido a compressdo ¢
fornecido pelo menor valor entre a for¢a normal resistente associada a instabilidade
local (Ngr)) e distorcional (Nggist), fornecidas pelas equacdes (4.40) e (4.41),

respectivamente,

N, (. 0,15
NRI :TRngl_ 0,8 jg NRe
A A (4.40)

Af 0,25
NRdist :/11_,;(1_ 12 ]S Afy

dist dist

Af, )"
ﬂ“distz N_
dist

onde A ¢ a area da segdo bruta, fy ¢ a resisténcia ao escoamento do ago, Nge ¢ 0 valor

, (4.41)

caracteristico da for¢a axial de compressao resistente, associado a instabilidade global,
fornecido pela ABNT NBR 14762:2010, N; e Ngist sdo as forcas axiais eldsticas devidas
a instabilidade local e distorcional, respectivamente, obtidas por meio de analises
lineares de estabilidade.

Para perfis submetidos a flexdo, o momento fletor resistente caracteristico, por

meio do MRD, ¢ dado pelo menor valor entre a momento fletor resistente associado a
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instabilidade local (Mg)) e distorcional (Mggist), fornecidos pelas equacdes (4.42) e

(4.43), respectivamente,

RI — 0.8
% A
N : (4.42)
ﬂ" ) ( Re j
I\/ll
Wi
Mg =~ 1_% <Wf
/1dist dist ’
, (4.43)

wf, )
;Ldist: M
dist

onde W ¢ o mddulo de resisténcia elastico da secdo bruta em relagdo a fibra extrema que
atinge o escoamento, Mge € o valor caracteristico do momento fletor resistente,
associado a instabilidade global, fornecido pela ABNT NBR 14762:2010, M; e Mjst s@o
os momentos fletores elasticos devidos a instabilidade local e distorcional,
respectivamente, obtidas por meio de andlises lineares de estabilidade.

As andlises lineares de estabilidade podem ser efetuadas por meio de programas
especificos, tais como, INSTABDKQ (Pierin, 2005) que utiliza o MEF, INSTABFAIXA
(Pierin, 2005) ¢ CUFSM (Schafer ¢ Adany, 2006) que utilizam o MFF ¢ o GBTUL
(Bebiano et al, 2008) que é formulado por meio da GBT.

No trabalho de Li e Schafer (2010), os autores mostram como o MFF ¢ o MFF
confinado podem ser utilizados na determinagdo da capacidade resistente de perfis
formados a frio por meio do MRD. O MFF confinado permite uma melhor identificagao
dos modos de instabilidade presentes, porém ndo permite a simulacdo dos cantos
arredondados do perfil.

Um outro método para o célculo da capacidade resistente dos perfis formados a
frio a temperatura ambiente foi proposto por Batista (2010) e denominado por Método
da Segdo Efetiva (MSE). Esse método ¢ uma extensdo do Método da Area Efetiva,
desenvolvido por Batista (1989), o qual era aplicavel somente em perfis formados a frio
comprimidos. No MSE, a capacidade resistente do perfil é obtida a partir da tensao
critica de bifurcagdo do elemento estrutural. Assim, considera-se a influéncia da
restricdo as rotagdes de flexdo que ocorre entre as paredes adjacentes, como por
exemplo, a rotagdo entre a mesa e a alma do perfil. Além disso, o método permite a

aplicagao em perfis que se instabilizam no MD.
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Para perfis formados a frio submetidos a compressdao, o MSE fornece a area

efetiva da secdo (Aef) por meio da expressao (4.44),

A 0,15
A, :T,s[l_ oy ]S A, (4.44)
Ay Ay
onde A, ¢ dado pela equagdo (4.45),
0,5
yAf )T
A, :( N/yj , (4.45)

em que A € a area da seg@o bruta, fy ¢ a resisténcia ao escoamento do ago, y ¢ o fator de
reducdo da forca axial de compressdo resistente, associado a instabilidade global,

calculado conforme a ABNT NBR 14762:2010 e N, ¢ a forca axial de instabilidade

local eléstica, calculada por meio de andlise de estabilidade elastica.
Em perfis formados a frio submetidos a flexdo, o MSE fornece o modulo efetivo

da se¢ao (Wer) por meio da expressao (4.46),

W, = ﬂ(1 - 0:122] <W, (4.46)

ef
2’ p

p

onde A, ¢ dado pela equagdo (4.47),

0,5
y) =(W—fyj , (4.47)
p M[

onde W ¢ o mddulo de resisténcia elastico da secdo bruta em relagdo a fibra extrema que
atinge o escoamento ¢ My ¢ o momento fletor de instabilidade local elastica, calculado
por meio de analise de estabilidade eléstica.

No trabalho de Prola e Pierin (2009), os esforgos resistentes de pilares de perfis
formados a frio de se¢des Ue, Ze e rack, obtidos experimentalmente em Batista et al
(1999), foram comparados aos esforcos resistentes obtidos pelo MLE e MRD, além dos
procedimentos estabelecidos pelo Eurocodigo 3 parte 1.3 (2005) e pela norma norte-
americana (AISI, 2007). Embora o niimero de ensaios ndo seja significativo, Prola e
Pierin (2009) concluem, para os casos analisados, que os esforgos resistentes obtidos
pelo MLE, MRD e AISI (2007) superam aos resultados obtidos por Batista et al (1999).
No entanto, os esforgos resistentes obtidos por meio do Eurocodigo 3 parte 1.3 (2005)
sdo sempre a favor da seguranca quando se leva em conta a mudanga de posi¢ao do

centro de gravidade da secdo efetiva.
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Bedair (2009) fez um estudo analitico da influéncia das dimensdes da mesa e do
enrijercedor na analise de estabilidade e no comportamento pds-critico da alma de perfis
com secdes Ue, estabelecendo comparacdes com especificagdes das norma norte-
americana (AISI, 2007) e canadense (CSA-S136-07). Concluiu que algumas
formulagdes presentes nas referidas normas nao contabilizam adequadamente a
influéncia das outras paredes (mesa e enrijecedor) no comportamento da alma do perfil.

Esses métodos de dimensionamento a temperatura ambiente foram incorporados
aos codigos normativos, tais como o AISI (2007), que permite o uso do MRD, e,
recentemente, a ABNT NBR 14762:2010, que incluiu o MRD e o MSE como alternativa
ao MLE.

Além dos métodos simplificados supracitados, a capacidade resistente dos perfis
formados a frio pode ser obtida por meio de modelos numéricos de analises de
estabilidade que contemplem as ndo linearidades geométricas e do material. Esses
modelos desempenham um papel fundamental na validagdo e calibragdo de
metodologias para o dimensionamento de perfis formados a frio.

O primeiro estudo tedrico em regime elastoplastico de chapas submetidas a
esforcos de membrana foi realizado por Moxham em 1973. Anos mais tarde, o método
energético de Rayleigh-Ritz foi usado por Little (1977) e Gridzki e Kowal-Michalska
(1987) no estudo do comportamento pos-critico em regime elastopléastico de chapas de
aco.

As andlises lineares de estabilidade em regime elastopléstico de chapas, vigas e
pilares foram realizadas por Lau e Hancock (1989) por meio do MFFS. O método da
quadratura diferencial foi utilizado por Wang e Huang (2008) no estudo de instabilidade
de chapas submetidas a compressdo biaxial em regime elastoplastico. Em Azhari e
Bradford (1993), estuda-se a instabilidade de chapas em regime elastopldstico com ou
sem a inclusdo de tensodes residuais por meio do método das faixas finitas.

O comportamento poés-critico de perfis formados a frio, considerando a nao
linearidade do material, foi estudado por Key (1988), Yan-lin e Shaofan (1991) e Key e
Hancock (1993). O comportamento elastoplastico, estabelecido por meio do critério de
von Mises e da regra de fluxo de Prandtl-Reuss, foi incluido na formulagdo do método
das faixas finitas semianalitico.

Estudos semelhantes foram efetuados por meio do MFFS para o estudo do

comportamento pos-critico de pilares de secdo caixdo e | (Yanlin, 1992) e de chapas
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enrijecidas (Yanlin e Linder, 1993). Chen et al (1994) demonstraram que o uso do
MFFS em analise pos-critica em regime elastoplastico é bastante eficiente.

Andlises do comportamento pos-critico em regime elastoplastico por meio do
MEF requer a utilizagdo de modelos refinados de casca ndo lineares. Com a utilizacdo
do programa ABAQUS, nos trabalhos de Dinis ¢ Camotim (2004) e Dinis et al (2007)
foram analisados o comportamento pos-critico de pilares de aco formado a frio em
secao rack e Ue, respectivamente. Nessas analises, as imperfeigdes geométricas iniciais
foram admitidas iguais as formas do modo critico de instabilidade e com amplitudes
relativamente pequenas e as tensdes residuais foram desprezadas. Na mesma linha de
pesquisa, em Loughlan et al (2009) verifica-se, por meio do programa NASTRAN, a
influéncia da ndo linearidade do material e das imperfeicdes geométricas iniciais no
comportamento pds-critico de pilares de se¢do | constituidos de chapas finas.

Outros métodos numéricos sdo utilizados na determinacdo da capacidade
resistente de estruturas constituidas por chapas finas. Em Degee et al (2007) estuda-se
0 comportamento pos-critico de elementos estruturais com secao caixao. As analises
sdo efetuadas por um modelo numérico, constituido por elementos de viga que
consideram as deformacgdes de membrana da secdo transversal e as ndo linearidades
geométricas e do material. No trabalho de Paik e Kim (2008) foi utilizado o ISUM
(idealized structural unit method) na analise do comportamento pds-critico de pilares de
secdo caixdo. Esse método utiliza técnicas computacionais semelhantes ao MEF, com a
diferenca que a matriz constitutiva ¢ fungdo das propriedades geométricas e do material,
das imperfeigdes geométricas iniciais, das tensdes residuais, dos fenomenos de
instabilidade e dos critérios de colapso. Os resultados obtidos apresentaram uma boa

correlagdo com as analises efetuadas por meio do programa ANSY'S.

4.5.1. Problema de Instabilidade Inicial
A matriz geométrica Kk_ (equagdo (6.80)) ndo contém explicitamente os

deslocamentos e ¢ proporcional ao nivel de tensdes. Portanto, quando se adota uma
estratégia incremental-iterativa na solucdo do problema nao linear, na primeira etapa de
carregamento, no sistema local, a matriz k,, ¢ nula e a equagdo (6.85) pode ser
reescrita como representada na equagao (4.48),

dy =(k, +k,)du=0. (4.48)
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Incrementando-se as tensdes por meio de um fator A, que ¢ um termo
multiplicativo que pode ser colocado em evidéncia na matriz geométrica, havera um
ponto neutro de instabilidade se a igualdade (4.49) for satisfeita,

dy =(k, + 4k, )du=0. (4.49)

Como o sistema de equagoes (4.49), que traduz o equilibrio da faixa finita, esta
referido ao sistema de coordenadas locais, o estabelecimento das equagdes de equilibrio
da estrutura requer (i) a realizagdo de uma transformacdo do sistema de coordenadas
locais para o global das matrizes de rigidez e geométrica de cada faixa finita (ver item
6.4) e (i1) formar as matrizes de rigidez e geométrica globais da estrutura com base nas
incidéncias nodais. Apds estas operagdes, chega-se ao sistema de equacgdes (4.50),
sendo o parametro de tensdo A obtido através da solugdo do problema de autovalores e

autovetores,
(K, +AK,)du=0. (4.50)

O sistema de equacdao da expressao (4.50) representa o problema classico de
instabilidade inicial, tipico de problemas de instabilidade de hastes, placas e cascas onde
(i) os autovalores, que significam fisicamente as cargas de bifurcacdo (A1), sdo obtidos
matematicamete (em quantidade igual ao nimero de graus de liberdade do sistema

estrutural) pela anulacdo do determinante da matriz (K, +AK_) e (il) os autovetores

(du) sdo determinados pela solugdo de (4.50) apds a substituigio de cada um dos

autovalores (L) ja calculados.

A introducao dos valores de A transforma (4.50) em um sistema de equacdes
lineares indeterminado, que somente permite a obtencdo das formas das configuragdes
deformadas associadas a cada um dos autovalores encontrados, denominadas de modos
de instabilidade. Isto pode ser explicado pelo fato de que a solugdo do sistema de
equagdes indeterminado pode ser feita adotando-se um valor arbitrario para um

elemento qualquer do vetor dU, calculando-se os demais elementos do vetor em fungio

desse elemento arbitrado. O problema de instabilidade inicial somente pode dar
respostas fisicamente significativas se a solucao elastica fornecer deformacdes em que a
matriz de grandes deslocamentos for nula.

Deve-se ter cuidado para ndo se utilizar a equacdo (4.50) além dos limites de
aplicabilidade, ou seja, no caso de grandes deslocamentos, quando se deve utilizar a

equacdo (6.87), ou seja, a expressdo completa da matriz de rigidez tangente. Antes de
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realizar-se a analise ndo linear geométrica é recomendavel efetuar uma analise linear de
estabilidade (resolugdo do sistema de equagdes (4.50)), o que permite o conhecimento
prévio das cargas de bifurcacdo e dos respectivos modos de instabilidade. Nas anélises
ndo lineares de estabilidade ¢ usual (i) fixar-se o incremento de tensdes como uma
parcela da tensdo critica e (ii) a utilizagdo do modo de instabilidade como representativo

das imperfeigdes iniciais que fazem parte do problema de instabilidade nao linear.
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5. COMPORTAMENTO DE PERFIS FORMADOS A FRIO EM INCENDIO

Os perfis formados a frio, devido ao seu processo de fabricagdo, sdo, geralmente,
constituidos de segdes abertas e de paredes finas muito esbeltas, o que implica,
automaticamente, em fenomenos de instabilidade local, i.e., caracterizados por
deformacgdes das placas finas que constituem a secdo, que nao afetam as se¢des menos
esbeltas. Os fendmenos de instabilidade local provocam uma reducdo na capacidade
resistente dos perfis formados a ftio.

O aco submetido a altas temperaturas sofre degenera¢do de suas caracteristicas
fisico-quimicas, ocasionando uma redugdo da resisténcia ao escoamento e do modulo de
elasticidade, além do aparecimento de esforcos solicitantes adicionais nas estruturas
com restricdes as deformacdes térmicas, o que deve ser levado em conta no
dimensionamento de estruturas constituidas por esse material.

Como consequéncia desses dois fendmenos, no projeto de estruturas de perfis
formados a frio em situagdo de incéndio tem-se que analisar conjuntamente os
problemas de instabilidade e da degradacao do material devido a temperatura. Existem
poucos trabalhos que tratam de perfis formados a frio em situag@o de incéndio, dentre os
quais ganham destaques os trabalhos de Kaitila (2002), Feng et al (2003), Zhao et al
(2005), Alves (2006), Chen e Young (2006, 2007 e 2008), Landesmann et al (2009),
Ranawaka e Mahendran (2009 e 2010), Kankanamge (2010) e Landsmann ¢ Camotim
(2011).

A norma brasileira ABNT NBR 8800:2008 apresenta uma classificagdo das
secOes transversais em funcdo de sua esbeltez. As secdes sdo classificadas em (i)
compactas — seg¢Oes capazes de redistribui¢do de momentos fletores com grande
capacidade de rotagdo plastica antes da ocorréncia de instabilidade local, (i1)
semicompactas — os elementos comprimidos podem atingir a resisténcia ao escoamento
antes que a instabilidade local, mas ndo apresentam grandes capacidades de rotagdo
plastica e (ii1) esbeltas — se¢des onde um ou mais elementos comprimidos apresentam
instabilidade local em regime elastico antes de atingir a resisténcia ao escoamento.

Analogamente, o regulamento europeu Eurocode 3 parte 1.1 (2005) classifica as
secdes de perfis metalicos em quatro classes em fungdo da esbeltez de suas paredes,

capacidade resistente, capacidade de rotacao plastica e do risco de instabilidade local:

(1) Classe 1: se¢des que permitem mobilizar a sua capacidade plastica, sem a
ocorréncia de instabilidade local e com grande capacidade de rotagdo
plastica;
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(i1) Classe 2: se¢des que permitem mobilizar a sua capacidade pléstica, sem a
ocorréncia de instabilidade local e com capacidade de rotacdo pléstica
limitada;

(111) Classe 3: se¢des que permitem mobilizar a sua capacidade elastica nas fibras
extremas, mas ndo a sua capacidade plastica em virtude do risco de
ocorréncia de instabilidade local;

(iv) Classe 4: segdes que ndo podem atingir a sua capacidade eldstica em virtude
da ocorréncia de instabilidade local.

Nota-se que apesar de as defini¢des das classes de se¢des conforme norma

europeia e brasileira serem similares, os limites de esbeltez das se¢des, que limitam as
classes, ndo sdo os mesmos. Para exemplificar, a Tabela 5.1 apresenta os limites de
esbeltez obtidos para um perfil laminado ou soldado, com se¢des | ¢ H com dois eixos
de simetria e secdes U ndo sujeitas a momento de torgao, fletidas em relagao ao eixo de
maior momento de inércia, com fy= 250 MPa, submetidos a flexdo e a compressao,
respectivamente. Nessa tabela consideram os dois estados limites referentes a
instabilidade local: flambagem local da mesa (FLM) e flambagem local da alma (FLA).

Tabela 5.1: Esbeltez limite para perfil submetido a compressao.

Estado Limite
FLM (Elemento AL) | FLA (Elemento AA)
Secao Esbelta — NBR 8800:2008 >16 >42
Classe 4 — EC3 parte 1.1 (2005) >14 >41

Observa-se que, para o perfil comprimido, os limites de esbeltez obtidos pelas
normas brasileira e europeia sao semelhantes para as segdes suscetiveis a fendmenos de
instabilidade local.

Devido a pequena espessura das chapas presentes nos perfis com sec¢des
esbeltas, o fenomeno da instabilidade local torna-se importante no projeto desses perfis
a temperatura ambiente ou em temperaturas elevadas.

O fato de os perfis laminados ou soldados com segdes esbeltas ndo atingirem a
plastificacdo total da se¢do, devido a precoce instabilidade local, impede que os
tradicionais redutores da resisténcia ao escoamento f; (ky ) recomendados pela ABNT
NBR 14323:1999 ou Eurocode 3 parte 1.2 (2005) sejam utilizados. Algo similar ocorre
nos perfis formados a frio.

Diversos pesquisadores (Makelainen e Miller (1983), Gleich (1995), Kaitila
(2002), Lee (2004), Zhao et al (2005) e Mecozzi ¢ Zhao (2005)) ao ensaiarem perfis
formados a frio correlacionam a reducdo de esforgo resistente desses perfis com uma
reducdo de resisténcia do ago associada a uma determinada deformagao linear especifica

menor do que a correspondente ao inicio do escoamento.
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Atualmente, os ensaios utilizados para caracterizar as propriedades mecanicas
em incéndio dos perfis formados a frio ndo sdo suficientes em nimero e se restringem
apenas a alguns pesquisadores. Desse modo, sem um numero expressivo de ensaios
experimentais, ainda ndo ¢ possivel elaborar com rigor um método geral e economico
para o projeto de perfis formados a frio em situacao de incéndio.

Para contornar essa lacuna de conhecimento, o Eurocode 3 parte 1.2 (2005)
permite, de forma simplificada, que os perfis formados a frio sejam dimensionados em
situagdo de incéndio utilizando o procedimento classico do método das larguras efetivas
com redutor da resisténcia ao escoamento iguais aos recomendados para os perfis
laminados ou soldados com secdo classe 4, isto ¢, relativo a 0,2% da deformacao
especifica plastica residual.

A seguir, apresenta-se uma descricdo de ensaios e simulacdes numéricas,
realizados por diversos pesquisadores nos ultimos anos, com a finalidade de verificar as
reducdes da resisténcia ao escoamento dos perfis formados a frio em situagdo de
incéndio. Ao final do Capitulo, propde-se uma metodologia de dimensionamento de

perfis formados a frio submetidos a elevadas temperaturas.

5.1. Perfis de A¢o Formado a Frio em Incéndio

No que se refere aos trabalhos experimentais, pilares tubulares de chapa fina
foram ensaiados por Ala-Outinen e Mylymiki (1995), que verificaram que a largura
efetiva dos elementos, em temperatura elevada, segue a mesma formulacdo das
especificagdes do Eurocode 3 parte 1.3 para temperatura ambiente. Porém, devem-se
utilizar fatores de redugdo para a resisténcia ao escoamento e para o modulo de
elasticidade do ago em temperaturas elevadas com deformacgdo especifica residual de
0,2%, conforme sugere o Eurocode 3 parte 1.2 (2005). Foram encontradas temperaturas
criticas por volta de 400°C.

Um estudo dos fendomenos de instabilidade por flexdo e flexotor¢io em
temperatura ambiente e para situagdo em incéndio foi realizado por Ranby (1999).
Nesse estudo nao se consideraram os efeitos causados por momentos aplicados na
estrutura, porém levou-se em conta o efeito do momento fletor causado pelo
deslocamento do centro geométrico da secdo transversal indeformada, originado pelo
gradiente térmico.

Pela teoria de Nylander (1951), Ranby (1999) estudou o efeito de deslocamentos

Iniciais a temperaturas elevadas. Os resultados mostraram que o efeito dos
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deslocamentos iniciais tem a mesma influéncia relativa na resisténcia do ago em
temperatura ambiente € em situagao de incéndio.

Por meio de uma série de ensaios e modelagens numéricas efetuadas com a
ajuda do método dos elementos finitos, Ranby (1999) concluiu que o procedimento
recomendado pelo Eurocode 3 parte 1.3 (1996) para instabilidade flexional e
flexotorcional em temperatura ambiente poderia ser utilizado em temperatura elevada,
desde que considerassem a redugdo da resisténcia e do modulo de elasticidade do ago
em fun¢do da temperatura.

Em outro trabalho numérico-experimental, Lee (2004) estudou o comportamento
de pilares de aco formados a frio em situagdo de incéndio. Os pilares ensaiados eram
curtos e ndo apresentaram modos de instabilidade global critico. Todos os ensaios foram
em regime estaciondrio. Foram determinados os coeficientes de instabilidade de placas
em altas temperaturas.

Um método termestrutural analitico para o céalculo da resisténcia ao fogo de
paredes Studs-Wall expostas ao incéndio em apenas uma face foi proposto por
Alfawakhiri e Sultan (2000). Os autores apresentaram modelos analiticos que permitem
simular o histérico das deformagdes laterais e indicar o tempo de colapso estrutural.
Mostram também como diferentes formas de aquecimento de pilares de aco formado a
frio podem causar diferentes modos de colapso. O modelo considera que a instabilidade
por flexotor¢ao permanega impedida durante o incéndio.

Por meio do programa comercial ABAQUS, Kaitila (2002) desenvolveu um
método numérico para representar o comportamento de perfis formados a frio em
situagdo de incéndio. Estudou o comportamento de vigas e pilares que se instabilizam
em modos local e global, para diferentes condi¢des de contorno e carregamento. Foram
efetuados dois tipos de analises: (i) andlise linear de estabilidade onde se obtém as
cargas criticas e os respectivos modos de instabilidade e (ii) a analise do comportamento
pOs-critico para se obter a carga ultima do elemento. As imperfeigdes geométricas
iniciais foram obtidas a partir da configuragdo do modo de instabilidade, obtido da
analise linear de estabilidade. A degradagdo das propriedades do ago devido ao
aquecimento foi incluida no modelo a partir dos fatores de redugdo fornecidos por
Outinen et al (2001), que, segundo o autor, fornecem resultados mais confidveis na

modelagem numérica.
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5.2. Propriedades Mecanicas dos Perfis Formados a Frio em Temperaturas
Elevadas

As propriedades mecanicas dos perfis laminados sdo bem conhecidas a
temperaturas ambiente e elevadas. Pesquisadores t€ém mostrado, por meio de ensaios,
que os fatores de reducdo da resisténcia ao escoamento ¢ do modulo de elasticidade a
serem empregados para os perfis formados a frio sdo diferentes dos fatores de redugdo
utilizados nos perfis laminados.

Os primeiros ensaios de perfis formados a frio em situacdo de incéndio foram
realizados por Klippstein (1978). A partir desses ensaios, Gerlich (1995) obteve as

expressoes (1.1) para o célculo dos fatores de reducao do mddulo de elasticidade, Ke o

¢ da resisténcia ao escoamento, k, ,, para temperaturas inferiores a 650°C,

Ke o= 1,0-3,0.10%6+3,7.107 6> -6,1.10° 6" +5,4.10 " 9*

, 1.1
K, =1,0-5,3.10"0+4,0.10°0* -1,9.10°¢° +1,7.10" 6* (D

onde @ ¢ a temperatura do aco.,

Makelainen e Miller (1983) ensaiaram, em regime transiente e estacionario,
chapas de aco galvanizado (Z33) formado a frio em situacdao de incéndio. No primeiro
caso, referente ao regime transiente, foram obtidas as expressdes (1.2) para os fatores de

redugédo k., e k,,,

k,, =1,088—0,1314.exp[ 0,0047(0-148,3)]  para 20°C < #<500°C
k,, =104.(1-6/1135)/(6-356) para 500°C < 0 <800°C .(1.2)
ke, =1,01-0,139.exp[ 0,007 (6 —346) | para 20°C < 6<600°C

Os valores de k,, foram obtidos com base na deformagio especifica residual

igual a 0,2%. A taxa de aquecimento utilizada nos ensaios foi igual a 10°C/min.

Para os ensaios em regime estaciondrio, ou seja, com aplicacdo de carga de
tracdo em perfis submetidos a temperatura constante e uniforme, os autores obtiveram a
equacdo (1.3) para o redutor do médulo de elasticidade, sendo valida para temperatura

entre 20°C e 800°C,

(1.3)

Ke =O,56—0,46tanh(9_550).

Um estudo semelhante foi realizado por Lee (2004), onde foram ensaiados 189
corpos de prova de ago com trés diferentes resisténcias ao escoamento (300, 500 e 550

MPa) e com quatro espessuras distintas (0,4, 0,6, 1,0 e 1,2mm). Os fatores propostos
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para a redu¢do do modulo de elasticidade e da resisténcia ao escoamento estdo descritos

pelas equacdes (1.4) e (1.5), respectivamente,

ke o, =1,0 para € <100°C
ke , =1,0—-0,0014(6—-100) para 100°C<@ <500°C , (1.4)
1,0-/1200 0,203 para 500°C<6 < 800°C

E0 7 0,340,001226
K, =1,0065-4.10*0+2.10°6" ~10760* +7,9.10"26" . (1.5)

Observa-se na equagdo (1.4) que o redutor da resisténcia ao escoamento
apresenta um comportamento ndo linear somente para temperaturas superiores a S00°C.
Além disso, o redutor do modulo de elasticidade ¢ semelhante a equagao (1.1) proposta
por Gleich (1995), mas valida para temperaturas entre 20°C e 800°C.

A variacdo do redutor da resisténcia ao escoamento obtidos por Makelainen e
Miller (1983), Gleich (1995), Lee (2004) e o Eurocode 3 parte 1.2 (2005) referente a
secdo classe 4 esta ilustrada na Figura 5.1.

Pode ser observado que as duas primeiras curvas sao muito parecidas, com a
ressalva de que a expressdo proposta por Gleich (1995) ¢ valida para temperaturas
inferiores a 650°C. Os resultados obtidos por Lee (2004) foram menos conservadores
para temperaturas superiores a 150°C.

Os redutores do modulo de elasticidade obtidos por Makelainen e Miller (1983),
Gleich (1995), Lee (2004) e o Eurocode 3 parte 1.2 (2005) estdo mostrados na Figura
5.2. Observa-se uma certa discrepancia relativa entre os redutores do moédulo de
elasticidade obtidos pelos autores. Para temperaturas superiores a 500°C as curvas
convergem com excec¢ao da curva que representa os redutores do mddulo de elasticidade

obtidos por Makelainen e Miller (1983) no regime estacionario.
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Figura 5.1: Redutor da resisténcia ao escoamento propostos por Makelainen e
Miller (1983), Gleich (1995), Lee (2004) e Eurocode 3 parte 1.2 (2005).
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Figura 5.2: Redutor do modulo de elasticidade proposto por Makelainen e
Miller (1983), Gleich (1995), Lee (2004) e Eurocode 3 parte 1.2 (2005)

As propriedades mecanicas do ago zincado S350GD+Z em temperatura elevada
foram obtidas experimentalmente por Mékeldinen ¢ Outinen (1998) apud Kaitila
(2002). Estes ensaios foram executados em regime transiente. As deformagdes foram
obtidas em fun¢do da temperatura e o alongamento térmico foi subtraido da deformagao

total para se obter a curva deformagao versus temperatura.

126



As resisténcias ao escoamento obtidas experimentalmente foram relativamente
coincidentes com as resisténcias recomendadas em alguns codigos normativos, tais
como o Eurocode 3 parte 1.2 (2005) e as normas francesa e australiana. Os modulos de
elasticidade obtidos foram ligeiramente inferiores aos recomendados pelo Eurocode 3
parte 1.2 (2005).

Seguindo a mesma metodologia, Chen e Young (2006, 2007, 2008) analisam os
acos australianos G450 e G550 em temperaturas elevadas, utilizando corpos de prova
com espessuras de 1,9 mm e 1,0 mm. Os valores do modulo de elasticidade, a
resisténcia ao escoamento relativo a 0,2% da deformagdo especifica plastica residual e
da resisténcia ultima dos acos G450 e G550 em temperatura ambiente estdo

apresentados na Tabela 5.2.

Tabela 5.2: Propriedades mecénicas dos agos G450 e G550 a temperatura ambiente

Acgo E (GPa) £y,02 (MPa) f. (MPa)
G450 203,0 524 551
G550 200,3 598 608

Segundo as conclusdes desses autores:

(i) Para o aco G450 os fatores de reducao da resisténcia ao escoamento proposto
pela norma australiana AS 4100 sdo conservadores para temperaturas entre 220°C e
550°C, enquanto para a temperatura de 660°C, o redutor da resisténcia ao escoamento
encontrado pelos autores foi inferior ao redutor fornecido pela norma AS 4100.

(i1) Para o ago G550 os fatores de reducgdo da resisténcia ao escoamento proposto
pela norma australiana AS 4100 sdo conservadores para temperaturas entre 220°C e
400°C, enquanto para as temperaturas entre 450°C e 800°C, os redutores da resisténcia
ao escoamento encontrado pelos autores foram inferiores aos redutores fornecidos pela
norma AS 4100.

Com base nos resultados experimentais efetuados em regime estacionario e
transiente, Chen e Young (2007) propdem a equacao (1.6) para os fatores de reducao do
modulo de elasticidade e da resisténcia ao escoamento dos acos G450 e G550. Os
coeficientes a, b, ¢ e n estdo apresentados nas Tabelas 4.4 ¢ 4.5 para os agos G450 ¢
G550, respectivamente. O redutor do modulo de elasticidade foi obtido com base nos

ensaios em regime transiente somente para o ago G450,
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k=a-

(6-b)

(1.6)

Os redutores da resisténcia ao escoamento em fungdo da temperatura para os

que os redutores do aco G550.

Tabela 5.3: Fatores de redugdo para o agco G450.

Propriedade Temperatura A B C
Modulo  de | 22<6 <450 1,0 22 1,25.10°
Elasticidade 555650 (0,11 | 860 |-2.22.10°
kE,&
Resisténcia ao | 22 <68 <300 1,0 22 5,56.10°
escoamento 300< 6 <650 0,95 300 1,45.10°
K, 650<6 <1000 | 0,105 650 | 5,0.10°
Tabela 5.4: Fatores de redugdo para o agco G550.
Propriedade Temperatura A B C
Resisténcia ao | 22 <68 <300 1,0 22 2,78.103
escoamento | 300<@<450 [0,9 300 | 4.,8.10°
K, 450<60<1000 | 0,2 1000 |9,0.10°

acos G450 e G550 obtidos por Chen e Young (2007) estdo apresentados na Figura 5.3.

Observa-se que os redutores da resisténcia ao escoamento do agco G450 sao menores do
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Figura 5.3: Variacdo do redutor da resisténcia ao escoamento para os acos G450
e G550.

Mais tarde, um estudo semelhante foi realizado por Ranawaka e Mahendran
(2009), que desenvolveram equacdes empiricas para os fatores de redu¢do do médulo de
elasticidade e da resisténcia ao escoamento dos agos G250 e G550. As equagdes foram
estabelecidas com base na tensdo relativa a 0,2% da deformacdo plastica residual. Os
autores propuseram somente uma expressao (equacao (1.7)) para o redutor do modulo
de elasticidade, pois a diferenca entre os dois tipos de acos ndo foi significativa,

Kep=1,0 para 20°C<60<100°C

. 1.7
ke, =1,1297-0,001360 para 100°C<@<800°C (1.7)

J& para os redutores da resisténcia ao escoamento dos agos G250 e G550, os

autores propoem duas expressdes distintas, equacdes (1.8) e (1.9), respectivamente,

k,o=1,014-0,00076 para 20°C<6<200°C
0-74)"" NGRS
k,,=3,7 —u para 200°C<6 <800°C
’ 0,736
k,,=1,0003-0,000166 para 20°C<6 <200°C
9 -200)"
k,,=0,97 —Q para 200°C<@<600°C .  (1.9)
’ 58500
k,,=0,3363-0,000370 para 600°C<6 <800°C

Em 2005, na Europa, um grupo de pesquisadores do Centre Technique
Industriel de la Construction Métallique, liderado por Zhao, publicaram um extenso

trabalho, em conjunto com diversos centros de pesquisas, com o objetivo de reunir
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informagdes sobre o desempenho de porticos constituidos de perfis formados a frio e
desenvolver métodos analiticos para a previsao da resisténcia quando esses sao
submetidos a temperaturas elevadas. Foram efetuados testes de tragdo em corpos de
prova de dois tipos de agos (S280 e S350) e com trés tipos de secdes U identificadas de
(1) pequena, (ii) média e (iii) grande, conforme estd indicado na Tabela 5.5. De acordo
com Zhao et al (2005) e¢ Mecozzi e Zhao (2005), os acos S280 ndao possuem
caracteristicas portantes e apresentam resisténcia relativa ao fogo menor do que os acos
S350.

Por meio de ensaios a tracdo, obteve-se a resisténcia ao escoamento relativa a
0,2% da deformagdo plastica, a resisténcia ao escoamento € o modulo de elasticidade

em temperatura ambiente, cujos resultados estdo mostrados na Tabela 5.6.

Tabela 5.5: Se¢oes analisadas (Mecozzi e Zhao, 2005)

Identificagao Aco Sec¢ao U
Pequena S280 100x50x0,6
Meédia S350 150x57x1,2
Grande S350 250x80x2,5

Tabela 5.6: Propriedades mecanicas a temperatura ambiente
(Mecozzi e Zhao, 2005)

Identificagdo fs (MPa) fy (MPa) E (GPa)
Pequena 312 383 212
Média 419 486 205
Alta 327 461 190,5

Os valores dos fatores de reducdo obtidos para o ago S350 em temperaturas
elevadas em regime estaciondrio e transiente estdo apresentados na Tabela 5.7.

Nas especificagdes do Eurocode 3 parte 1.2 (2005), estdo presentes fatores de
reducdo das resisténcias ao escoamento a deformacao especifica de 2%, do limite de
proporcionalidade e do modulo de elasticidade para temperaturas elevadas. Para se¢des
suscetiveis a instabilidade local, o Eurocode 3 parte 1.2 (2005) sugere que os valores de
reducdo da resisténcia ao escoamento do ago seja relativo a 0,2% de deformagdo

plastica residual. Outinen e Myllymaiki (1995) postularam que esses valores de reducao
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poderiam se aplicados em perfis formados a frio. Na Tabela 5.8 estdo indicados os

fatores de redugdo presentes no Eurocode 3 parte 1.2 (2005).
Tabela 5.7: Fatores de reducdo para agos S350 (Zhao et al, 2005)

Redutor da resisténcia | Redutor da resisténcia | Redutor do
Redutor da resisténcia | correspondente ao limite | ao escoamento para modulo de
Temperatura ao escoamento de proporcionalidade | perfis formados a frio | elasticidade
C) K, o= fy’lg/fy Koo = fpﬁ/fy K, o= fy,lg/fy ke,=E,/E
20 1,000 1,000 1,000 1,000
100 1,000 1,000 1,000 1,000
200 1,000 0,807 0,896 0,900
300 1,000 0,613 0,793 0,800
400 0,890 0,374 0,616 0,680
500 0,570 0,263 0,407 0,450
600 0,340 0,130 0,229 0,250
700 0,180 0,059 0,117 0,110
800 0,070 0,032 0,049 0,080
900 0,053 0,024 0,037 0,060
1000 0,035 0,016 0,025 0,040
1100 0,018 0,008 0,013 0,020
1200 0,000 0,000 0,000 0,000
Tabela 5.8: Fatores de redugdo segundo o Eurocode 3 parte 1.2 (2005)
Redutor da Redutor da resisténcia | Redutor da resisténcia | Redutor do
resisténcia ao |correspondente ao limite| ao escoamento para | modulo de
Temperatura escoamento de proporcionalidade | perfis formados a frio | elasticidade
°C) Ko = fyﬁ/fy Koo = fpﬁ/fy K,o= fyﬁ/fy Key = E,/E
20 1,0000 1,0000 1,0000 1,0000
100 1,0000 1,0000 1,0000 1,0000
200 1,0000 0,8070 0,8900 0,9000
300 1,0000 0,6130 0,7800 0,8000
400 1,0000 0,4200 0,6500 0,7000
500 0,7800 0,3600 0,5300 0,6000
600 0,4700 0,1800 0,3000 0,3100
700 0,2300 0,0750 0,1300 0,1300
800 0,1100 0,0500 0,0700 0,0900
900 0,0600 0,0375 0,0500 0,0675
1000 0,0400 0,0250 0,0300 0,0450
1100 0,0200 0,0125 0,0200 0,0225
1200 0,0000 0,0000 0,0000 0,0000
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A variagdo dos redutores da resisténcia ao escoamento relativa a 0,2% da
deformacao especifica, do limite de proporcionalidade, da resisténcia ao escoamento
para perfis formados a frio e do mddulo de elasticidade em temperaturas elevadas esta
ilustrada nas curvas da Figura 5.4. Observa-se que os fatores de reducdo propostos pelo
Eurocode 3 parte 1.2 (2005) e por Zhao et al (2005) sdo semelhantes para temperaturas
baixas (20°C a 300°C) e altas (800°C a 1200°C). No intervalo de temperaturas entre
300°C a 1100°C, os valores obtidos por Zhao et al (2005) sdo inferiores aos fatores

recomendados pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005).
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Figura 5.4: Redutores: (a) resisténcia ao escoamento a 2%, (b) limite de
proporcionalidade, (c) resisténcia ao escoamento a 0,2%, (d) modulo de elasticidade.

Com o aumento da temperatura o diagrama tensdo-deformacao do aco deixa de
ser praticamente bilinear ¢ passa a possuir um encruamento nao linear. Para a correta
definicdo do encruamento nao linear do ago a altas temperaturas torna-se necessario a
determinagdo da resisténcia ao escoamento e do limite de proporcionalidade. Nessa
linha de pensamento, o Eurocode 3 parte 1.2 (2005) propoe relagdes tensdo-deformagao
para temperaturas elevadas, validas para uma taxa de aquecimento entre 2 ¢ S0K/min,
com base nos ensaios feitos pelas siderurgicas British Steel (Reino Unido) e ARBED

(Luxemburgo), que sdo dadas pelas equagdes (1.10),
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o=E. para £<¢,,

2
b 5 P 0,5

o="f,,—c+ 3 [a —(eyﬂ—e) } parag,, <&<¢g,,
o="1, parag, ,<e<¢g, ,(1.10)

E—Epy
o=1, l_ﬁ parag ,<e<g,,

u,0 t,0
0=0,0 parae=g,,

onde os parametros sdo definidos pelas equagdes (1.11) a (1.14),

f 4
Epo :ELH
&0 =0,02, (1.11)
& =0,15
£, =0,20
c
a’ :(gy,e_‘9p,5)[5y,9_5p,9+E—J ) (1.12)
0
b? :C(gyﬂ_gp,e)Ee"'Cza (1.13)
2
f —f
c= (o= Too) : (1.14)

(4000 Es=2(f,0 = o)
em que &, ,,€,,.€4.€,, S0 as deformagdes especificas no inicio do escoamento, no

limite de proporcionalidade, no final do patamar de escoamento e a ultima, na

temperatura ¢, respectivamente, f , ¢ a tensdo correspondente ao limite de
proporcionalidade, f, , € aresisténcia ao escoamento ¢ E, o modulo de elasticidade na

temperatura @,. A Figura 5.5 representa graficamente a lei constitutiva do ago a altas

temperaturas adotada pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005).

a

Figura 5.5: Relagdo tensao-deformacao para acos a altas temperaturas.
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O diagrama tensdo-deformacgao especifico para os acos S350 em fun¢do da
temperatura de acordo com a metodologia proposta pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005)
esté ilustrado na Figura 5.6. Nas linhas cheias foram adotados os redutores conforme o
Eurocode 3 parte 1.2 (2005) para se¢des classe 4, enquanto que nas linhas tracejadas
foram adotados os redutores propostos por Zhao et al (2005). Observa-se que para
temperaturas superiores a 400°C os redutores recomendados pelo Eurocode 3 parte 1.2
(2005) fornecem relagdes tensdes-deformacdes menos conservadoras em relagdo aos

parametros fornecidos por Zhao et al (2005).

1
0.9 — Z e e S e e e e

o8 1002C
;:3 07 2002C
%0_5 B ) S Y 3002C
£ 0s 4002C
% 0.4 5002C
203 = T === e 6002C
:a_i; 0.2 ! ! ! 7002C
‘;‘3 01 | | | 8002C

0

0.02 0.03 0.04
Deformacao linear especifica

Figura 5.6: Diagrama tensdo-deformac¢ao em fun¢do da temperatura
linhas cheias - Eurocode 3; linhas tracejadas - Zhao et al (2005)

5.3. Dimensionamento de Perfis Formados a Frio em Incéndio

Como ja foi referenciado anteriormente, o dimensionamento de PFF em situacao
de incéndio ainda ¢ um assunto pouco estudado, ndo existindo uma norma especifica de
dimensionamento desses perfis nessa situacdo, uma vez que ndo se encontram
disponiveis trabalhos cientificos que garantam com razoavel grau de confiabilidade
procedimentos de dimensionamento seguros € econdmicos. Com base nos redutores de
resisténcia ao escoamento ja apresentados neste capitulo e no Eurocode 3 parte 1.2
(2005), apresentam-se, a seguir, algumas recomendagdes relativas ao dimensionamento
de perfis formados a frio em situagdo de incéndio, para a situagdo em que ha redugdo
das caracteristicas geométricas decorrente da instabilidade local. Essa metodologia

proposta aqui esta no texto de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011).
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A metodologia estima a forca resistente de compressdao (N .,) de um perfil

fi,Rd
formado a frio em situag@o de incéndio por meio da equagdo (1.15),

N rg ZZfika,ap%f fy’ (1.15)
onde k_, € o redutor de resisténcia ao escoamento para perfis formados a frio, A, € a

area efetiva da secdo transversal a temperatura ambiente, determinada pelo método da
largura efetiva ou da secdo efetiva.
O fator de reducao associado a resisténcia a compressao em situacdo de incéndio

( x4 ) € dado pela equagdo (1.16),
1

Xi = 5
Poi T \/(P(i i~ /102, fi

(1.16)

com,

D5 = 095(1+0’/10,ﬁ +/102,ﬁ)

a =0,022 /fE : (1.17)
y

onde A, ¢ o indice de esbeltez reduzido de barras comprimidas a temperatura ambiente,

determinado de acordo com a ABNT NBR 8800:2008.

De forma simplificada, pode-se adotar: £9 -0,85
y.0

A variacdo da forca normal resistente de um pilar de comprimento igual a 6,0 m
submetido a compressdo com secdo Ue 100x50x17x1,20, em funcdo da temperatura
estd representada na Figura 5.7. O grafico foi obtido pela utilizagdo dos fatores de
reducdo das propriedades mecanicas recomendados pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005)
para segoes classe 4 e por Zhao et al (2005). A relagao entre os redutores do modulo de
elasticidade e da resisténcia ao escoamento foi varidvel de acordo com os redutores
utilizados. Observa-se que para temperaturas superiores a 400°C, a for¢ca normal
resistente calculada por meio dos redutores fornecidos por Zhao et al (2005) ¢é inferior
aos valores calculados com os fatores de redu¢dao recomendados pelo Eurocode 3 parte

1.2 (2005).
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Figura 5.7: Variagdo da for¢a normal resistente com a temperatura.

Para perfis formados a frio submetidos a flexdo, o momento resistente de calculo

em situagdo de incéndio (M 4 o, ) € dado pela equacdo (1.18),

M fi,Rd — Zfika,aw f (1.18)

ef Ty

em que W, ¢ o modulo resistente elastico efetivo da sec¢@o transversal a temperatura

ambiente calculado de acordo com as prescrigdes da ABNT NBR 14762:2010, pelo
método das larguras efetivas ou das sec¢des efetivas

A variagdo do momento fletor resistente com a temperatura para o perfil Ue
100x50x17x1,20 esta ilustrada na Figura 5.8. Observa-se que para temperaturas
superiores a 400°C, o momento fletor resistente calculada por meio dos redutores
fornecidos por Zhao et al (2005) ¢ inferior aos valores calculados com os fatores de

reducdo recomendados pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005) para secdes classe 4.
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Figura 5.8: Variacdo do momento fletor resistente com a temperatura.

Como se pode notar nas Figuras 4.9 e 4.10, a proposta do autor desta Tese
conduz a resultados pouco abaixo daqueles recomendados por Zhao et al (2005) no
entanto, se trata de uma proposta que formaliza a recomendac¢do do Eurocode 3 parte
1.2 (2005), ou seja, usar-se para os perfis formados a frio os mesmos redutores dos
perfis laminados ou soldados constituidos de elementos classe 4. Em vista de o
Eurocode 3 parte 1.2 (2005) ter sido a base das normas brasileiras de dimensionamento
em incéndio e as diferencas serem aceitaveis, julga-se a proposta de uso compativel com

regulamentagdo nacional sobre estruturas de aco.
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6. METODO DAS FAIXAS FINITAS APLICADO A ANALISE DE
INSTABILIDADE

O M¢étodo das Faixas Finitas (MFF) foi escolhido nesta Tese para efetuar as
analises de estabilidade de elementos estruturais com se¢ao transversal constituidas de
paredes finas por apresentar, devido a forma como efetua a discretizagdo da estrutura,
uma redu¢do no esfor¢o computacional na modelacdo e processamento de calculo,
quando comparado ao conhecido e amplamente utilizado método de elementos finitos
(MEF).

Na andlise de barras prismaticas, como é o caso dos perfis formados a frio, a
discretizagdo dos elementos estruturais torna-se mais facil quando comparada a um
modelo que faca uso do método dos elementos finitos, pois, como se vera, o método so6
requer a discretizagdo da se¢do transversal, permitindo que o usudrio, mesmo sem
muitos conhecimentos em métodos numéricos, possa efetuar andlises de estabilidade
por esse método.

Por meio do MFF, desenvolvem-se neste capitulo as analises:

(1) lineares de estabilidade, onde se obtém os valores das tensdes de bifurcagao e
os correspondentes modos de instabilidade de barras comprimidas ideais (sem
imperfei¢des iniciais), ou seja, o valor da forca de compressdo que provoca a
instabilidade da barra e a respectiva forma da configuragao deformada. Nesse tipo de
analise ndo se consegue determinar exatamente as deformagoes.

(i) ndo linear geométrica, também conhecida como andlises ndo lineares de
estabilidade, onde se torna possivel calcular as trajetérias de equilibrio, considerando a
ndo linearidade geométrica, de barras comprimidas com ou sem imperfeigdes
geométricas iniciais € com ou sem a consideracao das tensdes residuais.

O capitulo divide-se em trés partes. Na parte inicial do capitulo, apresenta-se a
formulagdo do MFF aplicado a andlises do comportamento eldstico geometricamente
linear e ndo linear de elementos constituidos por paredes finas. A seguir mostra-se a
implementag¢do das solugdes numéricas dos dois tipos de analise por meio da elaboragao
de um programa computacional, que ¢ validado no final do capitulo pela comparagdo a

resultados de alguns exemplos conhecidos disponiveis na literatura.

138



6.1. Consideracdes iniciais

O método das faixas finitas (MFF) proposto inicialmente por Cheung (1976), no

final da década de 60, combina os métodos dos elementos finitos com a formulac¢ao dos

métodos de Rayleigh-Ritz ou Galerkin (Fan, 1982). A discretizagdo dos elementos

estruturais ¢ processada da seguinte forma:

(@)

(ii)

(iii)

linhas
nodais

Discretizagdo espacial no plano da secao transversal da pega, passando esta a ser
constituida por um conjunto de faixas finitas de largura b e comprimento a,
sendo que a conexao de duas faixas adjacentes ¢ feita através das linhas nodais,
conforme mostra a Figura 6.1;

Na diregdo transversal, o campo de deslocamentos ¢ aproximado, em cada faixa
finita, por fungdes polinomiais cujo grau condiciona a compatibilidade entre as
faixas adjacentes;

Na direcao longitudinal, os deslocamentos de cada faixa finita sdo aproximados
por funcdes continuas que satisfazem as condi¢des de contorno globais do
elemento. Em geral utilizam-se fungdes periddicas que possuam a capacidade de
satisfazer as condi¢des de contorno, como ¢ o caso, por exemplo, das fungdes
trigonométricas. Devido a este fato, ¢ usual designar esta versao por método das

faixas finitas semi-analitico (MFF).

faixa finita

Figura 6.1: Discretizagdo de um perfil em faixas finitas.
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O MFF ¢ vantajoso para analise linear de estabilidade de estruturas cuja
deformacao longitudinal ¢ periddica. No entanto, segundo Prola (2001), a utilizacdo do
MFF apresenta algumas dificuldades na modelagem em alguns aspectos como: (i) em
elementos onde a deformagao longitudinal ndo ¢ periddica, devido a presenga de apoios
intermediarios ou diferentes condigdes de contorno e (ii) compatibilidade de
deslocamentos de membrana e flexdo entre duas faixas adjacentes nao coplanares. Esse
ultimo aspecto ¢ relevante no estudo do comportamento pds-critico associado ao modo
distorcional, onde os deslocamentos de membrana assumem grande importancia.

Para contornar estas dificuldades, Kwon (1992) sugere a utilizagdo do método
das faixas finitas splines (MFFS), desenvolvido por Fan (1982), o qual ¢ uma
modificacdo na versdo original do MFF, onde as funcdes periddicas de aproximagdo dos
deslocamentos longitudinais sdo substituidas por combinagdes lineares de fungdes
especiais, designadas por “Bz-Spline”. O MFFS apresenta mais graus de liberdade do
que o MFF, mas, mesmo assim, o nimero de graus de liberdade ¢ aproximadamente
40% menor quando comparado ao modelo de elementos finitos utilizando elementos de
casca (Van Erp, 1989).

Como se pretende efetuar andlises lineares e ndo lineares que considerem todos
os modos locais de instabilidade de secdes de parede fina, nessa Tese as andlises de

instabilidade serao efetuadas por meio do MFFS.

6.2. Funcgdes “B3;—Spline”

As fungdes splines foram desenvolvidas por Schoenberg (1946).
Matematicamente, as fungdes splines s3o definidas como sendo polindmios
segmentados de grau N cujos valores e suas primeiras N-1 derivadas passam pelos
pontos comuns a esses segmentos. Esses pontos sdo denominados de nds e os
polindmios sdo escolhidos de forma a minimizar a curvatura quadratica média minima.
O intervalo ¢ dividido em m subintervalos onde se define m+1 nos.

Uma fungédo “B3-Spline” (B3S) ¢ definida em um dominio constituido por quatro
intervalos de igual comprimento (h), sendo definida no dominio genérico

[x, — 2h, x, + 2h], pelas expressdes (6.1),
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0 X< % —2h
s,(x) X, —2h<x<x—h
s,(x) X —h<x<x
= 6.1
#(%) s, () X <X<X +h ’ (6.1
s, (x) X, +h < x<x +2h
0 X>X +2h
onde os polindmios Sj(X) sdo definidos pelas equagdes (6.2),
sl(x)=%(x—xi+2h)3
S, (X) = —| 1 4317 (x— %+ h)+3h(x—% +h)’ —3(x—x +h)’
6h 62)

h* +3h?(x +h—x)+3h(x +h—x)" =3(x, +h—x)3J

w

(95}

—
>

—
Il
O\‘
=5 | =
(98]

—~ 1 |

A representagdo de uma fungdo “Bs;-Spline” assim definida estd mostrada na
Figura 6.2, a qual ¢ classificada como de classe C,, ou seja, a fungdo e as primeiras duas
derivadas sdo continuas no intervalo [x, — 2h, x, + 2h]. Os valores da fungio B3S e das

suas duas primeiras derivadas correspondentes as extremidades de cada subintervalo

estdo indicados na Tabela 6.1.

&
| | | | |
| | | | 1
Xi-2 Xi-1 Xi Xi+1 Xi-2
|l h e h e h e h »l
I gDl lq Bl

Figura 6.2: Fungio “B3-Spline”.

Tabela 6.1: Valores da fungdo B3S e das suas duas primeiras derivadas.

X2 X1 X; Xin X2
. 0 1/6 2/3 1/6 0
¢; 0 1/2h 0 —1/2h 0
o 0 1/h* | —2m* | 1N 0
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Uma combinag¢do linear das fung¢des B3S definida pela equagdo (6.3) e ilustrada
na Figura 6.3 pode ser usada para aproximar uma fung@o genérica f(X) definida no

intervalo [a,b],
m+1
f(x)~B,S(X)=> (), (6.3)
i=—1
onde m ¢ o niumero de sub-intervalos de comprimento h=(a-b)/m ¢ definem-se (M+3)
pontos, denominado de nds, (as extremidades dos m sub-intervalos e mais dois pontos

exteriores, adjacentes as extremidades do intervalo — (a—h) e (a+h)).

m+1nos

Figura 6.3: Combinagao linear de fungdes “Bz—Spline”.

Os coeficientes ¢; sdo determinados por meio das condi¢des de contorno dadas

pelas expressoes (6.4),

S'(a)=1'(a)

BS(a+J )=f(a+ jh) j=01,..m. (6.4)

:S'(b)=f'(b)

A utilizagdo das fungdes B3S conduz a uma representagdo suave dos
deslocamentos longitudinais do elemento estrutural, sendo que o diagrama tensdes-
deformacdes ¢ mais bem representado quando comparado ao método das faixas finitas

semi-analitico (Prola, 2001).

6.3. Formulaciao das Faixas Finitas

A utilizagdo do método das faixas finitas splines (MFFS) requer duas
discretizacdes, uma no sentido transversal e outra no sentido longitudinal do elemento
conforme mostram as Figura 6.4a e Figura 6.4b, respectivamente.

O elemento estrutural é dividido transversalmente em nf faixas finitas de largura
b e comprimento a, sendo que as faixas adjacentes sdo conectadas por meio das linhas
nodais. A largura b pode variar entre as faixas, enquanto o comprimento ¢ inico para

todas as faixas finitas e igual ao comprimento do perfil. Cada linha nodal ¢ subdividida
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em m segdes utilizando (M+1) nos. Para a definigdo das funcgdes B3S € necessario dois
nos exteriores ao comprimento da faixa, conforme mostra a equagdo (6.3). Dessa

maneira, s30 necessarios (m+3) nos por linha nodal.

linhas
nodais

(a)

Figura 6.4: Discretizacdo de um perfil em faixas finitas: (a) transversalmente e
(b) longitudinalmente.

Os graus de liberdade de uma faixa finita estdo representados na Figura 6.5.
Observa-se que cada faixa possui 8(m+3) graus de liberdade, na medida em que cada no
esta associado a: (a) dois deslocamentos de membrana (U e V), (b) um deslocamento de
flexao (W) e (c) uma rotacao de flexdo (6&). Consequentemente, o numero de graus de

liberdade da estrutura é 4nl(m+3), onde nl ¢ o nimero de linhas nodais da estrutura.

Figura 6.5: Graus de liberdade numa faixa finita.
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Os vetores dos deslocamentos generalizados ou dos graus de liberdade, de
membrana (u™ ) e de flexdo (u'), de uma faixa finita sio definidos pela expressdo

(6.5),

Ui W,

\!i f Qxi
u™ = u' = , (6.5)
B U; B Wi

V. o

~] <X

onde os sub-vetores U, ;,V; ;, W, ; € 6 ; tem dimensdo m+3 e sdo dados pelas equagdes

TN ERN N Rl

(6.6),

_ T
Ui, ; _{u—l’ Ug>Ups s Upys Uy, um+1}

_ T
Vi ={V_15 VouVys woes Vo ps Vs Vi |

. (6.6)
Wi :{W—D Wo, Wi, ooy Wiy W Wm+1}

T
Qxi,j :{ex,—lﬂ 9)(,0’0)(,1’ R ex,m—l’ 0x,m> 0x,m+1}

Os deslocamentos no sentido longitudinal sdo aproximados por meio de uma
combinagao linear de m+3 fungdes “Bz—Spline”, onde m é o nimero de noés considerado
em cada linha nodal, conforme mostra a Figura 6.4b. Os deslocamentos nodais sdo

dados por uma expressdo do tipo da equacdo (6.3), onde os coeficientes «; sao

determinados por meio do principio da energia potencial estaciondria ou da aplicacdo do
principio dos trabalhos virtuais.

Na dire¢ao transversal da faixa finita (eixo Yy), os deslocamentos de membrana (U
e V) sdo aproximados por polindmios lineares e os deslocamentos de flexdo (W e &) por
polindmios cubicos.

Assim, o campo de deslocamentos em uma faixa finita ¢ definido pela equacao
(6.7) e as componentes U, V e W, que ocorrem em qualquer ponto da superficie média da

faixa, sdo obtidos pelas equagdes (6.8) a (6.10),

u
u®=<ve, (6.7)
W
u}='§lm¢mum
v S (6.8)
W = Nf‘ffgf

onde
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NG [N(Y) 0 Ny(y) 0
M) ‘{Nv(w}{ 0 NGy 0 N2<y)}’ (6)
N =[N Ny No(y) Ny (6.10)

onde Nj(y) sdo as fungdes que representam a variagdo dos deslocamentos de cada faixa

finita na direcdo transversal (eixo Y), sendo dadas pelas expressoes (6.11)-(6.17),

N,=1-y (6.11)
N,=y (6.12)

N, =1-3y* +2y° (6.13)
N, =y(1-2Y+V°) (6.14)
N, =3y* -2y’ (6.15)
Ne=y(V"-) (6.16)
7:%. 6.17)

As matrizes ¢, € ¢, representam a variagdo dos deslocamentos na diregdo

longitudinal (eixo X) de cada faixa finita, sendo definidas pelas equacdes (6.18) e (6.19),

d 0 0 0
0 4 0 0
"o 0 4 of (19
0 0 0 ¢
e 0 0 0
0 4 0 0
2= 5 b 0 (6.19)
0 0 0 4,

em que 0 ¢ o vetor nulo de dimensdo m+3. Os vetores @, @i, P, P> P s Poi ©
¢9j , também de dimensdo m+3, sdo iguais as funcdes Bs3S locais, definidos de forma

genérica pelo vetor (6.20),
P=G 1t s oo b s Bots s G | (6.20)

em que ¢ sdo as fungdes B3S modificadas conforme a natureza do grau de liberdade.
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As condigdes de contorno nas extremidades de cada linha nodal sdo satisfeitas
por meio da aplicacdo de fungdes B3S modificadas, que sdo obtidas pela alteragdo dos
valores das trés fungdes B3S que definem o valor de f(X) em cada um dos segmentos

extremos da faixa finita. Ou seja, para a borda x=0 as funcdes ¢,4, e ¢, devem ser

substituidas pelas fun¢des splines modificadas 51 ,¢72 e ¢73 , enquanto para a borda x=a as

fungdes ¢

m+12

#.., € @,., devem ser substituidas por @,,,.4,., € As fungdes

m+3 *
modificadas correspondentes as condi¢des de contorno livre, apoiado, engaste e engaste
deslizante estdo apresentadas na Tabela 6.2.

Observa-se que a menos das condi¢des de contorno das bordas longitudinais,
todos os deslocamentos sdo aproximados pela mesma funcdo. Isso assegura a
compatibilidade de deslocamentos de membrana e flexdo entre duas faixas finitas
adjacentes nao co-planares.

Tabela 6.2: Definicdo das fungdes B3S modificadas.

Extremidade x=0 Extremidade x=a
Extremi condigiio | _ - N Y - N
dade de o, o, ¢3 Ot Ome2 ¢m+3
contorno

. f(x)=0 1 1
Livre | 0 | 4|64 8 S04 b G =+ | G =4 | s

. f(x)=0 1 1
Apoiado f’((xx))¢0 0 ¢2 - 4¢1 ¢3 '5¢2 +¢1 ¢m+l _5¢m+2 + ¢m+3 ¢m+2 - 4¢m+3 0

()=0 ! 1
Engaste P((§())=0 0 0 é,- B Dt | P — 5 Pz + Prs 0 0
Engaste | f(x)%0 1 1
desliigza:n:e f’(();))iﬂ 0 9, é,- E b+ ¢m+1 o 5 ¢m+2 + ¢m+3 P 0

As relagdes deformagodes-deslocamentos utilizadas na analise linear de
estabilidade, sdo validas para as secdes constituidas por placas finas e baseiam-se nas

seguintes hipoteses, Cheung (1976):
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(i) A espessura de cada placa ¢ muito pequena em relacdo as dimensdes da

sua superficie média.

(i) As rotagdes das placas sdo pequenas.

(ii1)) Os deslocamentos de membrana das placas sdo pequenos, quando

comparados com os respectivos deslocamentos de flexao.

(iv) No plano médio de cada placa as fibras normais, antes da deformacao,

permanecem normais a esse mesmo plano, apds a deformagdo. Deste

modo, as deformagdes (e, consequentemente, as tensdes) em qualquer

ponto da placa podem ser expressas em termos das deformagdes

generalizadas do plano médio (deformagdes de membrana e curvaturas).

Na formulagao das faixas finitas, o vetor da deformagao de membrana, devido as

pequenas deformagdes, ¢ definido pela equacao (6.21),
au
g, OX
m ov
é‘o = ;‘y = 5
v ou  ov
—_— + —_—
oy oX

(6.21)

Considerando a curvatura de flexdo (x,,) com o sinal positivo de maneira a

coincidir com o sinal positivo do momento de tor¢do, o vetor de deformacao de flexdo

(curvaturas) ¢ representado pela equagao (6.22),

o’w

2] |

‘gof SV Xy (T _ZyVZV
o o*w

OXoy

(6.22)

Em relagdo as equagdes constitutivas, considera-se que cada faixa finita ¢

constituida por um material elastico e isotropico, para o qual as expressdes que

relacionam tensdes com deformacdes sdo lineares. As tensdes generalizadas de

membrana normais e tangenciais a superficie média da faixa finita g, e os momentos

fletores e torgores Q'Of sdo representadas por meio das equacgdes (6.23) e (6.24),

respectivamente,
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EX

ol =15, !, (6.23)
O,
MX

g, =i M, - (6.24)
M

Consequentemente, as relagdes lineares tensdes-deformagdes especificas podem

ser dadas pelas equagdes (6.25) e (6.26),
o =Di'sy (6.25)
g, =D& , (6.26)
sendo que as matrizes constitutivas de constantes eldsticas, de membrana e flexao, para

material isotropico sdo definidas pelas matrizes (6.27) e (6.28),

e v 0
Dl=——v 1 0 |, (6.27)
1-v |
0o 0 -2
L 2 ]
¢
D, ZE“T’ (6.28)

onde E e U sdo, respectivamente, o modulo de elasticidade e o coeficiente de Poisson
do material, sendo t a espessura da faixa finita.

Com base na Teoria de Kirchhoff-Love, as tensdes normais a superficie média
da faixa o, sdo despreziveis. Além disso, a reta normal a superficie média na
configuracdo indeformada, permanece reta e perpendicular a superficie média apds a
deformacdo. Assim, as tensOes de membrana em qualquer ponto da faixa podem ser

obtidas por meio da equacao (6.29),

o} o, M

o, = Ey +12 My , (6.29)
Oy Exy Mxy

onde z ¢ a coordenada ao longo da espessura t da faixa e pode ser qualquer valor no
intervalo [-t/2,t/2].
A partir das relagdes lineares de deformacao especifica deslocamentos (equagdes

(6.21) e (6.22)), obtém-se a relagdo entre o vetor de deformagdes especificas
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generalizadas e o vetor de deslocamentos nodais da faixa que estdo expressas nas

equagdes (6.30) e (6.31),

g =Bju", (6.30)

g =Bju', (6.31)

f ~ . ~ ~
onde Bj' e B, sdo as matrizes de deformagio de membrana e de flexdo,

respectivamente, representadas por meio das equagdes (6.32) e (6.33),

Nl?,x Q NZ?,X Q
B(;n = Q Nl,y? Q N2,y? 4 (632)
Nl,y? Nl?,x N2,y? N2(€,x
_N3(~0,xx _N4?,xx _NS?,XX _N6(g,xx

I:D’Of: _N3,yy(f _N4,w(£) _NS,yy(B _N6,yy£0' (6.33)
2N3,y(£)’X 2N4,y(£),X 2N5’y(€’X 2N6’y?,X

Existem duas formas de se obter as equagdes de equilibrio de um sistema

estrutural, cujos enfoques sdo semelhantes:

(1)

(ii)

A primeira alternativa consiste em dividir o corpo em elementos
infinitesimais e estabelecer as equacdes de equilibrio de for¢as de um
elemento isolado. Introduzindo as equagdes constitutivas e as relagdes
entre as deformagdes especificas nas equagdes de equilibrio, obtém-se
um sistema de equacdes diferenciais parciais de equilibrio, cuja
solugdo depende das condi¢des de vinculagdo da estrutura;

A segunda alternativa ¢ a formulagdo variacional do problema, onde
se calcula o funcional da energia potencial total do sistema. As
equacdes de equilibrio sdo encontradas a partir do Principio da
Energia Potencial Estaciondria. Se o valor estacionario da energia
potencial corresponder a um valor de minimo de energia potencial
total, a configuragdo deformada da estrutura, obtida da solucao do
sistema de equagdes de equilibrio, ¢ uma configuracdo de equilibrio

estavel.

O funcional da energia potencial total () de um corpo eldstico em relagdo a

certa configuragdo deformada ¢ definido como a soma da energia de deformacao interna

(U), acumulada pelo corpo desde sua configuracdo indeformada até a configuragdo
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deformada, com o potencial de realizacdao de trabalho das forgas externas atuantes (V).
Matematicamente esse funcional pode ser escrito pela equagao (6.34),

r=U+V. (6.34)

A energia potencial total do sistema ¢ dada pela equacgao (6.35), sendo fornecida

pela soma das energias potenciais de cada faixa finita € (admitindo continuidade de

deslocamentos entre as faixas),
T=>7". (6.35)

O potencial das forgas externas ¢ dividido em duas parcelas: (i) uma devido as
deformacgdes de membrana (V™) e (ii) outra devido as deformagdes de flexdo (Vf), sendo
expressa pela equagdo (6.36),

V=VTaV i =—fm" -y’ (6.36)

fo~ . ~
onde f™ e f'sdo os vetores de cargas generalizadas de membrana e de flexdo atuantes

na faixa finita.

A energia de deformagdo interna ¢ dividida em duas parcelas: (i) uma devido as
deformagdes de membrana (U™) e (ii) outra devido as deformagdes de flexdo (Uf), sendo
expressa pela equagdo (6.37),

U=Uu"+U' =%_V[g(;”§g“dv +%_V[g0f Teldv . (6.37)

Substituindo-se as equagdes (6.25) e (6.26) em (6.37), a energia de deformagao
interna pode ser expressa por meio da equacao (6.38),

U=uUr+U' zéj(gg“TD(;“gg“dV+%I§0fTDOfgode. (6.38)
\ \

Quando se substitui as equagdes (6.30) e (6.31) na equacdo (6.38), encontram-se
as energias de deformagdo de membrana e¢ de flexdo expressas em fungdo dos
deslocamentos generalizados, representadas nas equagdes (6.39) e (6.40),
respectivamente,

U™ = "By TDTBIU"V (6.39)

\

U= [u' "B "D/Blu"V (6.40)

\

Assim, a energia potencial total da faixa fica sendo dada pela equagao (6.41),
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7 = JunTBTDBIUAV 4 [u "B DBV - U £ U (641)
\Y \Y

Para encontrar a equagdo de equilibrio da faixa, aplica-se o Principio da Energia
Potencial Estacionaria. A energia potencial total ¢ minima, quando a primeira variacao
da energia potencial total, em relagdo aos deslocamentos generalizados, for nula,
conforme esta expresso na equagao (6.42),

or®
oy

= [ByTDyBrdvu" + [B) "D/B/dvu’ — f"—f"=0.  (6.42)
\% \%

Assim, as matrizes de rigidez de membrana (k;') e de flexdo (ISOf ) no sistema

local da faixa finita sdo definidas pelos termos que multiplicam os deslocamentos
generalizados de membrana e de flexdo da equacao (6.42), as quais sdo dadas pelas

equacdes (6.43) e (6.44),

ab

ki =] [ By "Dy B tdydx, (6.43)
00
ab

ki =[] BJ "D, B, dydx. (6.44)
00

Desse modo, a matriz de rigidez eldstica da faixa finita, incluindo os termos de
membrana e de flexao, ¢ dada pela equagdo (6.45),

k' 0
k,=[~" =~ |. 6.45
8 0] »

Finalmente, a partir da equacdo (6.42) pode-se escrever a equagdo de equilibrio
da faixa finita por meio da equagdo (6.46), a qual pode ser reescrita de forma compacta

na representagao mostrada na expressao (6.47),

ki ol fum| |f"
R

u=f. (6.47)

Py
Il
U —h

Nessa Tese, as matrizes de rigidez serdo integradas numericamente por meio da
integracdo Gaussiana. Verifica-se que o esquema de integragdo 2x2 conduz a resultados
satisfatorios para a integracdo das matrizes de rigidez lineares. Devido ao fato de ser
utilizada uma combinagdo linear de fungdes BsS, sera utilizado m esquemas de
integragdo de Gauss. A posicdo dos pontos de integra¢do ao longo de uma faixa finita

esté ilustrada na Figura 6.6.
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X xg\
Pontos cde Gouss
X x|
X X
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o FH—————
X X Nos
X X
X X
— 1\
Linha Nodal
X X
b

Figura 6.6: Esquema de integracao

Por meio dos pontos de Gauss € possivel considerar a redugdo do modulo de
elasticidade decorrente do aumento de temperatura. As temperaturas nas linhas nodais
sdo obtidas por meio do programa ATERM (ver capitulo 3 desta Tese). As temperaturas
no interior da faixa finita sdo obtidas por interpolagdo linear.

O célculo do vetor de forcas depende da forma com que os carregamentos estao
aplicados na estrutura. No caso de forcas ou momentos concentrados aplicados
diretamente nos nos da estrutura, basta aplicar o valor equivalente na devida posi¢do
dentro do vetor de forgas.

Ja no caso de forgas distribuidas aplicadas, ¢ necessario fazer a integragdao dentro
de cada faixa e posteriormente sobrepor essas cargas ao vetor de for¢as concentradas

nos nos. O vetor de forcas f generalizadas da faixa finita é definido pela equagdo

(6.48),

g b L (6.48)
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f ~ .
onde f" e f' sdo os vetores de ordem m+3 de forcas generalizadas de membrana ¢

flexdo, respectivamente. Os vetores fqm e qu representam as forcas generalizadas de

membrana e de flexdo devido as forcas e momentos aplicados diretamente nos nés da
faixa finita.

O vetor das forgas generalizadas de membrana ¢ definido pela equagao (6.49),
a b
£ = [ouNy pdx+ [N p,dy, (6.49)
0 0

onde p, e P, sdo as forcas distribuidas por unidade de comprimento ao longo das faces

X e y da faixa finita, respectivamente.

O vetor de forcas generalizadas de flexdo ¢ definido pela equagdo (6.50),

(-]
0

onde p; representa as forcas distribuidas por wunidade de 4area aplicada

S e T

i N, p,dydx (6.50)

perpendicularmente a faixa.
O vetor de forcas generalizadas de membrana para forgas cortantes concentradas

Q, ¢ Q,, nas diregdes X e Y, respectivamente, atuantes na linha nodal i e na coordenada

X = X; , ¢ definido pela equagao (6.51),

1 0

0 1
Iqmz(/’;(xi) 0 0 {gu} (6.51)

0

Analogamente, o vetor de forgas generalizado de flexdo para uma carga
concentrada P na direcdo vertical e um momento concentrado M atuantes na linha nodal

I e na coordenada X = X, , ¢ definido pela equagdo (6.52),

1 0
0 1|(P
f =0] (%) - {M} (6.52)
0

6.4. Transformacao de Coordenadas

As matrizes de rigidez estabelecidas nos itens anteriores estdo referenciadas no

sistema de coordenadas locais X, Y e zZ de cada faixa finita. Para escrever as equacgoes da
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estrutura, em um sistema de coordenadas globais designado por X, Y e Z, deve-se
proceder a uma transformacgdo de coordenadas, isto €, escrever as equagdes relativas a
cada elemento finito no sistema global.

Considerando-se uma faixa finita genérica cujo eixo longitudinal local (X)
coincida com o eixo global (X) e cuja secdo transversal seja definida no sistema de eixos
y-Z, por meio de uma rotagdo do valor de £ obtém-se o sistema de eixos global Y-Z,

conforme indica a Figura 6.7.

>N

> Y

X=x

Figura 6.7: Transformacao de eixos global para local.
Por meio de relagdes trigonométricas ¢ possivel relacionar os valores dos graus
de liberdade locais (u, v, W e &) e globais (U, V, W e &) em cada uma das linhas nodais

(i e ]), fazendo-se uso da equacdo (6.53),

[ -

=TU, (6.53)
onde os vetores dos deslocamentos generalizados referidos, respectivamente, aos eixos
locais (u) e globais (U) sdo definidos pelas expressdes (6.54) e matriz de

transformagdo de coordenadas T depende somente de senos e cossenos (ver equagao

(6.55)),
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gi ui
Vi Vi
W, W,
u)% U= 6.54
Sy VNS (6.54)
Yj \lj
W W,
ij @xj
I 0 0O 00 0 0 0]
0 cosp.l sengl 0 O 0 0 0
0 -sengl cospl 0 0 0 0 0
0 0 0 1 0 0 0 0
=7 - s ST (659)
0 0 0 01 0 0 0
0 0 0 0 0 cospl sengl 0
0 0 0 0 0 -sengl cospl 0
10 0 0 00 0 0 0

onde 0 e | sdo as matrizes nula e identidade de ordem m+3, respectivamente.

A matriz de rigidez e o vetor de cargas consistentes, de cada faixa finita e, no
sistema de coordenadas global da estrutura podem ser obtidos por meio das equacdes
(6.56) e (6.57),

Ko =TTk, T, (6.56)

Fe=T'f. (6.57)

6.5. Calculo dos Deslocamentos e das Tensoes

Determinadas as matrizes de rigidez e o vetor de cargas de cada faixa no
sistema global, pode-se encontrar a matriz de rigidez e o vetor de cargas consistentes da
estrutura, levando-se em conta a contribui¢do de todas as faixas por meio do somatorio
dos coeficientes de rigidez e de forca correspondentes ao mesmo grau de liberdade.
Portanto, a matriz de rigidez e o vetor de cargas da estrutura sdo expressos pelas

equacgoes (6.58) e (6.59), respectivamente,

nf

Ko =D K5, (6.58)
e=l
nf

F=>F°, (6.59)
e=1
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onde Z indica a soma dos coeficientes correspondentes aos mesmos graus de
e=l

liberdade.

Desta maneira, os deslocamentos generalizados podem ser calculados pela
solucdo do sistema de equagdes lineares (6.60), apods inserindo as condigdes de
contorno,

KU =F. (6.60)

Obtidos os deslocamentos generalizados (U) da estrutura, determinam-se os
deslocamentos generalizados de membrana (U™ ) e de flexdo (u') de cada faixa no

sistema local. As tensdes de membrana e de flexdo, que serdao utilizadas no problema

ndo linear geométrico, sdo dadas pelas equacdes (6.61) e (6.62),

gy =[DyBIUdV (6.61)
\%

g, =[DJBju'dV . (6.62)
\Y

O campo de deslocamento da estrutura (U®) pode ser obtido a partir dos

deslocamentos generalizados (U ) por meio das equagdes (6.8).

6.6. Niao Linearidade Geométrica

Aplicando-se o Principio dos Trabalhos Virtuais (PTV) chega-se a equagao
(6.63), que fornece o equilibrio de for¢as de uma faixa finita (Zienkiewicz e Taylor,

1991),
y=[BTgdv-f=0, (663)
\

em que (i) f é o vetor de forgas externas, (ii) IE TgdV ¢ o vetor de forgas internas e
\

(iil)) w ¢€ o vetor de forcas residuais que se deve anular ou ser menor do que uma

tolerancia, na configurag¢do de equilibrio da faixa finita.
O vetor de deformagdes generalizadas para a faixa finita incluindo os efeitos de

nao linearidade geométrica, quando as rotagdes sao moderadas, ¢ definido pela equacao

(6.64),
g = {‘9 f } - {‘50 +th} , (6.64)
¢ )
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onde &' e g, , dados pelas equagdes (6.65) e (6.66), sdo os vetores de deformagdes

especificas que contém os termos lineares devido as tensdes de membrana e de flexao,

respectivamente,

, (6.65)

: (6.66)

2
OXoy
A parcela ndo linear das deformacdes especificas devido as tensdes de
membrana, i.e. &, =&, , ¢ definida pela equagdo (6.67), onde todos os elementos nio

lineares das relagdes deformagdes-deslocamentos sdo levados em consideragao,

(8u T (mjz awjz
OX OX OX

N | —

EnL = 1 (6_uj +(@j + %] . (6.67)
) 2|\ %y oy oy ) |

uau) (avov), (owow
OX oy OX oy oX oy

Fazendo-se variar as deformagdes especificas em relagdo aos deslocamentos

generalizados chega-se a equacao (6.68),

Jusli

de = Bdu, (6.68)

onde B ¢ a matriz que relaciona o incremento de deformagdes especificas (expressdes

(6.30) e (6.31)) com o incremento de deslocamentos nodais, considerando relagdes nao

lineares entre deformagdes e deslocamentos, composta de duas parcelas, conforme
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mostra a equacdo (6.69): (i) a parcela B, como sendo a mesma matriz utilizada em

analises lineares e (i1) a parcela By, que depende dos deslocamentos nodais,

B=B,+B (u). (6.69)
em que U ¢ definido pelo vetor (6.70),

u= {UT} (6.70)
u

onde U™ e U sdo os deslocamentos de membrana e de flexdo (ver equagio (6.5)).

Separando os termos de membrana e de flexdo, as matrizes B, e B, sdo

representadas pelas equacdes (6.71) e (6.72),

B! 0

B=| = - | 6.71

“ Lo 50& ©70
_Blr\lnL NfL

By =| M M, 6.72

S P } (6.72)

onde as matrizes de deformagdo especifica lineares de membrana e de flexdo (B e
Bof) j& foram definidas nas equacdes (6.32) e (6.33), e as matrizes de deformagdo

’ ~ . ~ f ~ . .
especifica ndo lineares de membrana e de flexdo (By, e B, ) serdo determinadas mais
adiante neste capitulo.

Para material elastico linear, as relagdes constitutivas se escrevem por meio da
equacgao (6.73),

Q-:Do(§_§o)+gm (6.73)
em que (1) D, ¢ a matriz constitutiva do material, (i1) ¢, € o vetor de deformagdes

especificas iniciais e (iii) o, € o vetor de tensdes iniciais.

A relagdo entre diy ¢ du, pode ser obtida pela aplicacdo da regra da cadeia.

Faz-se a primeira variagdo de y em relacdio a u, conforme o desenvolvimento

representado na equacao (6.74).

oy _ 0 __ oy o
dy =248 + L do=dB" _V/T + Mg (6.74)
-~ 0B oo - BT oo -

Substituindo-se (6.74) em (6.63) obtém-se a equagao (6.75),
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dy = jv dB TodV + jv B "dodV =k'du, (6.75)
onde k' ¢ a matriz de rigidez tangente da faixa finita.

Os termos presentes na matriz tangente (6.75) sdo encontrados atraves do uso
das expressoes (6.68) e (6.73), obtendo-se a expressao (6.76). A partir da equagao (6.69)

encontra-se a equagao (6.77),

dg=D,ds=D,Bdu, (6.76)
dB =dB,, . (6.77)

A substitui¢do das expressdes (6.76) e (6.77) em (6.75) resulta na equacao
(6.78),

x|

dy =K, du+kdu =K'du, (6.78)
onde k_ ¢ conhecida como matriz de tensdes iniciais, também conhecida como matriz

geométrica, definida pela equagdo (6.79),
k,du=[dBl gdV . (6.79)
\

Substituindo as expressodes (6.71) e (6.72) em (6.79), a matriz geométrica pode

ser representada pela equacao (6.80),

mT m
cdu=[| 9B 20 gy (6.80)
v @By 0]lc

Levando em consideragdo a igualdade mostrada na expressao (6.76), a parcela

da matriz tangente devida aos grandes deslocamentos (K ) é dada pela equacio (6.81),

k= BTdgdv =£|§Tpogdv. (6.81)

Que apos a substitui¢do da matriz B (ver equagdo (6.69)), transforma-se na
expressao (6.82),
E:J.(B(-)I—_FBIIL)D(BO-FBNL)C’V:KO+KNL’ (6.82)
\

onde Kk, representa a matriz de rigidez de pequenos deslocamentos, dada pela equagio

(6.83),
k, = [ByDB,dV, (6.83)
\Y
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e a matriz k conhecida como matriz de grandes deslocamentos ou matriz de

NL °

deslocamentos iniciais, ¢ dada pela equacao (6.84),

Ky = I Bg DB, dV +J‘ BLLDBOdV +IBLLDBNLdV : (6.84)
v v v

Substituindo-se as matrizes k, (6.83) e k,, (6.84) na equagdo (6.75), tem-se a
equagdo (6.85),
dy =k'du, (6.85)
onde,
k' =k, +k, +Kky - (6.86)
Quando se admite que B, =0, a equagdo (6.86) pode ser usada para estabelecer

a condi¢do de equilibrio para pequenos deslocamentos.
Por outro lado, quando se admite um comportamento geometricamente nao

linear, a equacdo de equilibrio deve conter as parcelas apresentadas na equagao (6.87),
d¥ =(K, +K, +Ky )U =0, (6.87)

onde o problema ndo-linear acima pode ser resolvido pelos métodos usuais, como por

exemplo o método de Newton-Raphson.

6.6.1. Deformacoes Iniciais

Para incluir os efeitos das imperfeigdes geométricas iniciais, as deformagdes
lineares e ndo lineares da faixa finita (ver equagdo (6.64)) sdo escritas da forma das

equagdes (6.88) a (6.90),

§g1 :é,(r)n (l'lﬂv’w)_‘f:‘(r)n (uimpﬂvimmwimp)? (688)
g =& (W) =& (Winp ). (6.89)
EnL = En (U,V, W) &N (uimp’vimpﬁ Vvimp) > (690)

onde U, , Vi, € W,

imp > Vimp sdo as imperfeigdes geométricas iniciais da faixa finita.

p

6.6.2. Deformacoes Nao Lineares

Definindo-se o vetor 7 por meio da expressao (6.91),

n:{%}, (6.91)
-y
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onde os vetores 7, e 77, sdo definidos pelas expressoes (6.92) ¢ (6.93),

(2
Ix OX

{2
Ay dy

o
OX
ov

oy

aw)’
— 6.92
x } (6.92)

a\N T
—r. 6.93
8y} €%

Pode-se reescrever a equagdo (6.67) na forma matricial por meio da equacao

(6.94),

.0
1|~ 1
‘gNL:E 0 7]; 722567] (6.94)
TOT
Ty

O vetor 7 que contém as rotagdes de membrana e de flexdo pode se relacionar

com o vetor de deslocamentos u da faixa finita pela equacdo (6.95) (Zienkiewickz e

Taylor, 1991),

n=Gu, (6.95)
Que, apds aplicado o operador diferencial, torna-se a equagado (6.100),
dn =Gdu. (6.96)

A matriz G pode ser encontrada a partir das fungdes de interpolagao, resultando

na expressao (6.97),

Ngoy 0 Nygo 0 0 0 0 0 ]
0 Ngwo 0 Ny, 0 0 0 0
O 0 O 0 N (Dm X N ¢m X N (Dm X N m,X
G=| ~ - - - I R R s (6.97)
Ny O Nygo 0O 0 0 0 0
Q Nl,y¢m Q Nz,y(/)m Q Q Q Q
0 0 0 0 Nyyon Nyyon Nsyon Neyo, |
Das equacgdes (6.94) e (6.96), obtém-se a equagdo (6.98) (Zienkiewicz e Taylor,
1991),
ey, = OAp-+ Ady = Ady = AGdy (6.98)
Assim, a matriz By, pode ser expressa pela equagdo (6.99),
By.=AG, (6.99)
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que assume a forma da equagdes (6.104) e (6.105), quando aplicado o operador
diferencial e efetuadas operacdes de transposi¢ao de matrizes,

dB,, =dA G , (6.100)
dB, =G'dA". (6.101)

Considerando a relacdo entre tensdes e deformagdes, dada pela equacdo (6.102).

GX
o =40, :I?f’ (6.102)
Xy
e tendo em vista que:
dA'o = Sdn, (6.103)

sendo S a matriz de tensdes de membrana atuantes na faixa finita dada pela expressao

(6.104),
(o, 0 0 7, 0 0]
0O oo 0 0 7, O
S 0 0 o 0 0 7 6.104
-y, 0 0 o, 0 0] (6.104
o r, 0 0 o O
0o 0 7z, 0 0 o

Substituindo as equagdes (6.96), (6.101) e (6.103), em (6.79) obtém-se a
expressao (6.105),

k_du =J.CdeAngV=jGTSGdEJdV. (6.105)
- - \ \

A matriz de rigidez de tensdes iniciais para a faixa finita, também conhecida

como matriz de rigidez geométrica ¢ definida por meio da equacao (6.106),

k,=[G"sGdv. (6.106)
= \%

Como &, =&, pode-se considerar apenas tensdes de membrana na equagdo

(6.102), i.e., o=0", logo S ¢ fungdo somente das tensdes na superficie média da

faixa, ou seja, a equagdo (6.106) pode tomar a forma da equagdo (6.107),

a b
k0=tIIGTSGdydx, (6.107)
- a-b
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onde t é a espessura da faixa.

Na andlise ndo linear geométrica as equagdes de equilibrio podem ser
estabelecidas recorrendo-se ao Principio dos Trabalhos Virtuais (PTV). Na faixa finita
submetida a uma combinagdo arbitraria de tensdes de membrana representada na Figura
6.8,i.e., (1) tensdes normais longitudinais oy (linearmente variaveis — ox1 € Ox2 30 0S
valores extremos), (ii) tensdes normais laterais oy (uniforme) e (ii1) tensdes tangenciais
oy (uniforme), o trabalho virtual (W), escrito na expressdo (6.108) ¢ dado pela soma do
trabalho virtual realizado pelas forgas internas (W;) e externas (We),

W =W, +W, . (6.108)

Figura 6.8: Faixa finita submetida a tensdes de membrana.

O trabalho virtual realizado pelas forgas internas de uma faixa finita, ocasionado

pelos deslocamentos infinitesimais du , medidos a partir da configuragdo de equilibrio,

¢ dado pela equagdo (6.109),

W, =

O ey

b
j de’ o tdydx, (6.109)
0

onde dg¢ ¢ a variagdo das deformagdes provocadas pelos deslocamentos infinitesimais

du.

Os vetores de tensdo e deslocamentos, na configuracdo de equilibrio

considerada, sdo definidos pelas expressoes (6.110) e (6.70), respectivamente,

g:{qr:}. (6.110)
(o2
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O trabalho virtual realizado pelas forgas internas pode ser escrito em funcao dos

deslocamentos nodais como indica a equacao (6.111),

W =

(de" D" +dg" D" )tdydx. (6.111)

O© ey
S e T

Utilizando as relagdes deformagdes-deslocamentos (equagdes (6.64)-(6.90)) e as
funcdes de interpolacdo (equacdes (6.8)-(6.10)), obtém-se as deformacdes de membrana

e flexdo, escritas nas equacdes (6.112) e (6.113), respectivamente,

1 1 1 1
‘gm = B(r)ngm +E B::Lgm += 2 BNL B(;n |Tnp 2 Blr\lnlep~|mp 2 Bl\fllep imp :(6 112)
s'=Bju’, (6.113)

m f ~ ~ . \ - c o~
onde Ui, € U, sdo os deslocamentos de membrana e flexdo devidos as imperfei¢oes

geométricas iniciais, respectivamente. BY, e B/ sdo as matrizes de deformagio

especifica ndo lineares de membrana e de flexdo, representadas nas expressdes (6.114)

: m
e (6.115), calculadas a partir dos correspondentes deslocamentos u™ e u', By, e
f ~ . ~ . ~ . ~
BuLimp S30 as matrizes de deformagio especifica ndo lineares de membrana e de flexdo

. . m f f ~
calculadas a partir dos respectivos deslocamentos U, e Uy, ¢ Bf' e Bj sdo as

matrizes de deformacao especifica lineares de membrana e flexao dadas pelas equagdes

(6.32) e (6.33), respectivamente,

Blr\lnL: U ¢mNu,yNu,y?+u ¢m[\.|v,y[\~|v,y?m - (6114)

By, = u'oi NG N o, . (6.115)

As variagdes das deformacdes de membrana e¢ de flexdo em relacdo aos

deslocamentos generalizados sdo dadas pelas equagdes (6.116) e (6.117),
deg" =Bydu" + By du™ +By du’, (6.116)

de' =B, du’. (6.117)
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Substituindo as equagdes (6.112), (6.113), (6.116) e (6.117) em (6.111), obtém-
se a expressao (6.118) que relaciona o trabalho realizado pelas forgas internas com os

deslocamentos nodais generalizados,

W, tdydx
W :I:dng dLJfT]

(6.118)
W, "tdydx

Ol O
O T O e T

emque W." e W." sdo representados a seguir, nas equagdes (6.123) e (6.124),

W (070" + 1B D"BY B D R S BIDER Ju"-

<~ NLimp | <imp

(8707 BT B, BDUE S B D B [ (6119

S(B7D"Bl + BL'D"BL)u’ (BT D"Bl, + BL'D Bl Ul

<imp

m m 1 m m m m 1 m m
Vyif :(Br\fu_TD Bo +EBI\ELTD Bl\flLJl:I _KBI\SLTD Bo +§B|§LTD Bl\flLimp)l;Iimp-i_
| | (6.120)
(BIDmBJ +EB|§LTDmBIELjLJf _5 Bl\flLTDmBl\flLlLIiInp

Por outro lado, o trabalho virtual realizado pelas forcas externas de uma faixa

finita, ocasionado pelos deslocamentos infinitesimais du, medidos a partir da

configuracdo de equilibrio, ¢ dado pela equagdo (6.121),

fm
Wez_dgTI:_[dng dngJ{;f}, (6121)

onde f ¢é o vetor de forgas generalizadas dado pela expressdo (6.122), em que f" e

f ~ . ~ .
f' sdo os vetores de forgas generalizadas de membrana ¢ de flexdo, respectivamente,

fm
f{;f}. (6.122)

Para que as forgas internas e externas presentes na faixa finita estejam em
equilibrio, o PTV postula que o trabalho virtual total realizado na faixa finita deve ser
nulo, ou seja, a equacao (6.123) deve ser satisfeita,

W, -W, =0. (6.123)
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Assim, substituindo (6.118)-(6.121) em (6.123), e apds algumas transformagdes
de natureza algébrica, chega-se a equagdo (6.124) que traduz o comportamento
geometricamente ndo linear da faixa finita, ou seja, o equilibrio na configuragdo
deformada,

~simp <imp

KU =K Uiy = F , (6.124)

sendo Kk, a matriz de rigidez secante (ou matriz de equilibrio) e k a matriz que

simp
engloba todos os elementos que contabilizam os efeitos das imperfeigdes geométricas

iniciais (U, ), dadas pelas expressdes (6.125) e (6.126), respectivamente,

=imp

lSs :KO+|SIN +%a (6125)

k +k

Ksimy = Ko + K[y + =t —=Nme. : UL (6.126)

~simp
A matriz de rigidez elastica linear K, ja foi apresentada na equagdo (6.45). As

matrizes K, e Ky, contém os termos quadraticos das equagdes de equilibrio e sdo

representados nas equacdes (6.127) e (6.128),

ki Ky
K== 7 6.127
KnL [ 0 0 } ( )
km im kf im
Knimp ={~Ng P ~“(L) "}, (6.128)
onde as sub-matrizes K{, , K. , Kﬂ’ump e Kg,ump sdo dadas pelas equagdes (6.129)-
(6.132),
ab
kn. = | | B "Dy'BY. tdydx, (6.129)
00
ab
ku = [ [ By DBy tdydx, (6.130)
00
ab
K = [ | B "D B mptelydx, 6.131)
00
ab
iSl\flLimp = IJB(;T]TD(T Bl\flLimptdde' (6132)
00

As matrizes k,, ¢ K contém os termos cubicos das equagdes de equilibrio e

NNimp

sdo dadas pelas equagdes (6.133) e (6.134),
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m mf
- {k'i?f”T k} (6.133)
~NN

Ky
km m, kmf m
ISNNimp_ ~Nfr’:Tp ’\le P > (6.134)
kNNlmp kNNlmp

. m mf m mf f fm ~
onde as sub-matrizes Ky, Kivs Kivs Knimps Knimp> Knnimp € Knnimp 30 dadas pelas

equagdes (6.135)-(6.141),

ab

ki = | | Bi" DY B, tdydx, (6.135)
00
ab

k= [ [ B DB, tdydx, (6.136)
00
ab

ke = [ [ BL DBy tdydx, (6.137)
00
ab

Klr\]quimp = IJ Blr\lnLT D |mptdydx (6 138)
00
ab

Klr\lnlilimp = J‘J Blr\lnLT D |mptdydx (6 139)
00
ab

Kinimp = [ | B DJ' Bluimptdyd, (6.140)
00
ab

kl\mlmp = II BNlep D BNLtdde (6141)
00

Na estratégia incremental-iterativa, o sistema de equagdes que governa o
equilibrio estd associado & matriz de rigidez tangente (k'), na vizinhanga da
configuracdo atual, a qual corresponde a um ponto genérico na trajetéria de equilibrio.

A matriz de rigidez tangente pode ser determinada a partir do calculo, na
configuragdao de equilibrio considerada, do valor da derivada do sistema de equagdes
(6.124) em relagdo aos deslocamentos generalizados. Também pode ser derivada a
partir da aplicagdo do PTV, procedimento que permite a identificacdo da natureza dos
termos envolvidos na matriz.

A equagdo de equilibrio (6.63) pode ser reescrita em termos dos deslocamentos

generalizados como indicado na equacao (6.142),

[deTgdv +du"f =0. (6.142)
\
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A substitui¢ao das equagdes (6.64), (6.110) e (6.121) na equagdo (6.142), conduz
a equagao (6.143),

[(de""g" +dg' " JaV —(du"TE " +du' TE ) =0, (6.143)

Utilizando as equagdes (6.116) e (6.117), e reescrevendo a equagdo (6.143) na

forma matricial, chega-se a equacdo (6.144),

mT mT m 0
” % Bu 01e L= 1L (6.144)
By Buwlle 0

A matriz de rigidez tangente ¢ obtida pela derivagdo da equacdo (6.144) em

relagdo aos deslocamentos generalizados, conforme mostra a equagao (6.145).

R s i P e

A segunda parcela da expressdo (6.145) corresponde a matriz de rigidez
geométrica (ver a equagdo (6.80)).

Finalmente, substituindo-se as equacdes (6.25), (6.26), (6.116) e (6.117) na
segunda parcela da equagdo (6.145), se obtém a matriz de rigidez tangente devida as
grandes deformagoes, que esta dada pela equacdo (6.146) (ver a equagdo (6.82)),
E:TWBOm ;T?NHLT B?T}'R)m [;)f }.F‘T J(’)BanL BB“f‘fL}tdydx. (6.146)

NL 2o Y Y Y =N
A equagdo (6.146) pode ser rescrita na forma da equagdo (6.147), sendo para isto

necessario o uso das equagdes (6.45), (6.127) e (6.133).
E:KO‘HSEN +Kiy Ky - (6.147)
Em uma notacdo compacta, a matriz de rigidez tangente pode ser escrita na

forma indicada na equagao (6.148),

K'=k +k_. (6.148)

6.7. Implementacio Computacional

Para as andlises lineares e ndo lineares usando o Método das Faixas Finitas
Splines, foram desenvolvidos mddulos e rotinas adicionais no programa INSTAB,
inicialmente desenvolvido pelo autor dessa Tese em sua Dissertacio de Mestrado
(Pierin, 2005). O programa INSTAB, desenvolvido em 2005, realiza analises lineares de
instabilidade utilizando (i) o Método dos Elementos Finitos cuja modelagem ¢ realizada

por elementos de cascas, que foram desenvolvidos com base nos elementos de placa
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ACM (Adini e Clough, 1960) e DKQ (Bathoz e Tahar, 1982), e (ii) o Método das Faixas
Finitas Semi-Analitico. Deste modo, foi incluido no programa INSTAB um moddulo
adicional para realizar analises lineares e nao lineares de instabilidade por meio do
M¢étodo das Faixas Finitas Splines.

O programa INSTAB foi escrito em linguagem Fortran F90 e ¢ subdividido em
modulos, ligados por arquivos binarios, que possibilitam a comunicagdo interna entre
esses modulos. O programa gera também arquivos de texto puro que possibilitam ao
usuario visualizar todos os resultados fornecidos pelo programa. O fluxograma geral do

funcionamento do programa esta ilustrado na Figura 6.9 e comentado sucintamente a

( INiCIO )

v
ESTRU

:

FSPL

seguir.

RESOL

}

ESFSPL

INSTAB

NLG

GERDXF

A

FIM

Figura 6.9: Fluxograma do programa de analise de instabilidade
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Para realizar andlises lineares ¢ ndo lineares de estabilidade com o programa
INSTAB, ¢ necessario a elaboragdo de um arquivo texto, com extensdo .DAT, que sera
lido pelo médulo ESTRU. Nesse arquivo devem constar todos os dados necessarios para
as analises que sdo: (i) coordenadas das linhas nodais, (ii) conectividades para a
formacao das faixas, (iii) nimero de se¢des que as linhas nodais devem ser divididas
(m), (iv) comprimento do perfil, (v) condi¢do de vinculagao das bordas longitudinais,

(vi) restrigdes aos deslocamentos U, V, W e @y dos nds das linhas nodais, (vii)

propriedades dos materiais, (viii) distribui¢do de tensdes nas faixas e as (ix) tensdes
residuais, se houver. Além disso, para analises ndo lineares geométrica, devem ser
fornecidos: (i) nimero de etapas de carregamento, (ii) incremento de carga, (iii)
algoritmo para a solugdo do sistema de equag¢des ndo lineares (Newton-Raphson,
Newton-Raphson modificado ou Comprimento de Arco) e a (iv) tolerancia do erro. O
modulo ESTRU gera um arquivo texto .EST contendo todas as informacgdes da estrutura
para conferencia do usudrio.

O modulo FSPL calcula as matrizes de rigidez elastica e os vetores de cargas
consistentes de todas as faixas finitas do modelo e os transforma para o sistema de
coordenadas global da estrutura, escrevendo-os em arquivos binarios.

No moédulo RESOL sdo lidos as matrizes de rigidez e os vetores de cargas
consistentes de todas as faixas e, com as conectividades e com as restrigdes nodais, €
gerada a matriz de rigidez global e o vetor de cargas consistente global da estrutura.
Finalmente, ¢ efetuada a analise linear eldstica da estrutura, cujos deslocamentos sao
impressos no arquivo texto .RES.

Com os deslocamentos obtidos, o modulo ESFSPL calcula as tensdes de
membrana de cada faixa que serdo lidas pelo modulo INSTAB para o célculo da matriz
de rigidez geométrica. Com as matrizes de rigidez eldstica e geométrica, o modulo
INSTAB resolve o problema de autovalores e escreve no arquivo texto .INS a carga de
bifurcagdo critica e o respectivo modo de instabilidade. Além disso, 0 modulo INSTAB
gera um arquivo bindrio .IMP com as imperfei¢cdes geométricas iniciais.

No moédulo NLG, s3o lidas as imperfeigdes geométricas iniciais € as tensoes
residuais. Com essas informagdes, as equagdes de equilibrio ndo lineares da estrutura
sdo resolvidas pelos algoritmos escolhidos pelo usuario. Esses algoritmos serdo
detalhados no préximo item. Em cada etapa de carregamento, quando ocorre a
convergéncia estipulada, os deslocamentos nodais e as tensdes em cada ponto de Gauss

sdo impressos no arquivo texto .NAL.
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Para a analise linear de estabilidade, o modulo GERDXF gera um arquivo .DXF
para a visualizagao da configuracao do modo de instabilidade. Nas analises nao lineares
geométrica, o0 modulo GERDXF gera um arquivo .DXF com a deformada da estrutura
para cada etapa de carregamento. O arquivo DXF pode ser lido em programas CAD,

como por exemplo, o AutoCAD.

6.7.1. Solucao do Problema Nio Linear

As matrizes secantes presentes no sistema de equacdes (6.124), que descreve o
equilibrio da faixa finita na configuracdo deformada, sdo dependentes dos
deslocamentos generalizados, tornando o sistema de equacdes nao linear. Para a solug¢do
do problema geometricamente ndo linearé adequada a aplicagdo de métodos do tipo
incremental-iterativo. No programa INSTAB foi implementa uma rotina de solugdo
com base no método de Newton-Raphson.

O método de Newton-Raphson ¢ um dos métodos mais utilizados na solucao de
sistemas de equacgdes nado lineares, onde a solu¢ao ndo linear ¢ aproximada por retas
tangentes até a convergéncia, (Cook et al, 1989). O método consiste em aplicar
sucessivos incrementos do parametro de controle, que, geralmente, é a carga aplicada, ¢
para cada etapa de carregamento calcula-se, por meio de iteragdes, o incremento de
deslocamento, obtendo, assim, a trajetoria de equilibrio ndo linear.

Em uma etapa e do carregamento, onde se conhece o ponto de equilibrio, aplica-
se um incremento de carga, no qual deve-se fazer uma previsdo da solugdo aproximada
do sistema de equacdes (6.124). Essa previsao deve ser corrigida por meio de um
processo iterativo, sendo que os deslocamentos da iteragdo i sdo calculados por meio da

solugdo do sistema linear de equacdes (6.149),

K AYD =y (6.149)

onde }S;(H) ¢ a matriz de rigidez tangente da estrutura calculada no inicio da etapa e de

(i-1)

. ~ € o vetor de forgas

carregamento, AU" ¢ o incremento de deslocamento e v,

residuais, que caracteriza a imprecisdo da previsao feita pelo uso da matriz tangente.
O vetor de deslocamentos generalizados da iteragdo i (U e(i)) ¢ dado pela equagdo
(6.150),
Ul =" +ay.". (6.150)

O vetor de forgas residuais da iteragdo i-1 ¢ calculado pela equagdo (6.151),
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wi " =F-R", (6.151)

onde E\’éi_l) ¢ o vetor de forcas generalizadas que assegura a condi¢do de equilibrio

(equagdo (6.124)) na configuracdo deformada (referente aos deslocamentos da iteragdo

i-1), sendo fornecido pela equacdo (6.152). F, ¢ o vetor de forcas generalizadas da

etapa de carregamento e dada pela equacao (6.153),

R =KL KLY, 6152

~ simp,e<imp »
F.=FE. +AF, (6.153)
onde AF, ¢ o incremento de forgas generalizadas da etapa de carregamento e.

O processo iterativo converge quando a inequacao (6.154) ¢ satisfeita,

M <tolerancia, (6.154)
I]

onde || || ¢ a norma euclidiana do vetor.

De acordo com a maneira que a matriz tangente ¢ atualizada existem duas
variagdes do método: (i) Newton Raphson Padrdo — a matriz de rigidez tangente é
atualizada a cada iteragdo e (ii) Newton Raphson Modificado — a matriz de rigidez
tangente ¢ atualizada a cada etapa de incremento de carregamento ¢ mantida constante
em todas as iteracoes.

O processo iterativo de Newton Raphson, para um grau de liberdade, esta

esquematizado na Figura 6.10.

Incremento de carga
M e e e e e e e e e e — )

Deslocamento

Figura 6.10: Esquema do processo iterativo de Newton Raphson.
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O método de Newton Rapshon pode apresentar falhas de convergéncia nas
regides proximas as cargas de bifurcagdo. Pode-se utilizar ao invés de cargas prescritas,
deslocamento prescrito, onde o parametro de controle ¢ o deslocamento aplicado, no
qual se define o nivel de deslocamento, encontrando-se a carga de equilibrio. No
entanto, essa técnica também apresenta uma desvantagem, pois a convergéncia no
processo iterativo ¢ bem mais lenta e as vezes ndo ¢ possivel atingi-la. No entretanto,
para o uso do programa INSTAB, no qual se considera o material elastofragil, o método

de Newton Raphson ndo apresenta problemas de convergéncia.

6.8. Valida¢ao Computacional

Nesse item os resultados obtidos pelo programa INSTAB sdo validados com
resultados obtidos na literatura. A validagdo dos resultados obtidos pelo programa ¢
realizada por meio da combinagao de estudos de convergéncia (defini¢ao do nivel de
discretizagdo necessario para se obter resultados precisos) e com comparagdes de

resultados analiticos € numéricos obtidos na literatura.

6.8.1. Analises Lineares de Estabilidade a Temperatura Ambiente

Iniciam-se os estudos de validagdo pelos resultados obtidos da andlise linear de
estabilidade, onde se consideram chapas constituidas de materiais isotropicos cujos
resultados numéricos apresentados consistem em valores de coeficientes de

instabilidade (k) que podem ser relacionados com a forga axial (N) pela equagao (6.155)

2

2 2

k=M(Ej E, (6.155)
7'E t) A

onde E e U sdo, respectivamente, o modulo de elasticidade e o coeficiente de Poisson

do material, A, t e b so a area, espessura e a largura da chapa, respectivamente.

No primeiro estudo de validagdo do programa utilizou-se a chapa retangular
representada na Figura 6.11, cujas bordas longitudinais e transversais estdo
simplesmente apoiadas, sendo submetida a compressdo uniforme na direcdo
longitudinal.

Os resultados obtidos do coeficiente de instabilidade para cinco chapas, com os
quatro lados simplesmente apoiados e com diferentes relagdes entre o comprimento € a

largura que variam de 1,0 a 5,0, estdo apresentados na Tabela 6.3. O nlimero de

semicomprimentos de onda n exibidos na configuracio deformada (modo de
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instabilidade) para cada chapa também ¢é apresentado na Tabela 6.3. Todas as placas
foram discretizadas em sete faixas de igual largura, sendo variavel o numero de nos por
linha nodal nIn. Recorde-se que o nimero de linhas por linha nodal minimo ¢ 4, pois

m=nln-3, onde m ¢ o numero de sub-intervalos ao longo do comprimento da placa.

b

o

Figura 6.11: Chapa retangular submetida a compressao uniforme.

Verifica-se que todas as chapas apresentam rapida convergéncia para o valor

exato K, =4,00 e, como esperado, o numero de nos por linha nodal (discretizagdo

longitudinal) necessario para a convergéncia aumenta de acordo com o numero de
semicomprimentos de onda exibidos pelo modo de instabilidade. Em geral, a
considera¢do de 5 noés por cada semicomprimento de onda ¢ suficiente para se obter
uma grande precisdo nos resultados. Observa-se ainda que discretizagdes longitudinais
inferiores a 6 no6s por linha nodal apresentam resultados muito pouco precisos.

Os modos de instabilidade para as chapas comprimidas com as quatro bordas
simplesmente apoiadas e com relagdo entre os lados a/b igual a 1 ¢ a 5 estdo ilustrados
na Figura 6.12. Observa-se que as chapas apresentam 1 ¢ 5 semicomprimentos de onda,

respectivamente.
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Tabela 6.3: Coeficientes de instabilidade para chapas com bordas longitudinais
e transversais simplesmente apoiadas.

a/b=1 | a/b=2 | a/b=3 | a/b=4 | a/b=5
nin n=1 n=2 n=3 n=4 n=5
6 4,0018 | 4,0247 | 4,6623 | 4,4058 | 4,3922
7 4,0006 | 4,0097 | 4,0412 | 4,3373 | 4,4234
8 4,0003 | 4,0041 | 4,0208 | 4,0515 | 4,2026
9 4,0002 | 4,002 | 4,0104 | 4,0322 | 4,0558
10 4,0001 | 4,001 4,006 | 4,0184 | 4,042
11 4,0001 | 4,0006 | 4,003 | 4,0108 | 4,027
12 4,0004 | 4,002 | 4,0067 | 4,017
13 4,0003 | 4,001 | 4,0043 | 4,011
14 4,0009 | 4,0029 | 4,007
15 4,0006 | 4,0021 | 4,005
16 4,000 | 4,0015 | 4,004
17 4,0011 | 4,003
18 4,0009 | 4,002
19 4,0007 | 4,0015
20 4,0006 | 4,001
21 4,0005 | 4,00097
22 4,0008
23 4,0006
24 4,000

Figura 6.12: Modos de instabilidade para chapas apoiadas: (a) a/b=1 e (b)
a/b=5.

Os coeficientes de instabilidade obtidos para a chapa quadrada e com os quatro
lados engastados estdo apresentados na Tabela 6.4. Verifica-se que a convergéncia para
o valor exato k=10,08, fornecido em Bradford e Azhari (1995), com um
semicomprimento de onda ( n=1) ¢ atingida com 240 graus de liberdade. Essa chapa

foi modelada com elementos de casca DKQ por Pierin (2005) onde se encontrou
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k=10,071 (erro de 0,09%), utilizando 3721 elementos quadrados de 1,667 cm de lado e

com 17885 graus de liberdade.

Tabela 6.4: Coeficientes de instabilidade para chapas com quatro lados

engastados,

Nimero de no6s por linha a/b=1
nodal (nln) n=1
6 10,83

7 10,23

8 10,135

9 10,103

10 10,091

11 10,085

12 10,082

13 10,081

14 10,080

O programa INSTAB também permite analisar a estabilidade de chapas

submetidas a diagramas de tensdes aplicadas varidveis. Na Tabela 6.5 apresentam-se os

resultados dos coeficientes de instabilidade fornecidos pelo referido programa para uma

chapa com todos os lados simplesmente apoiados, relagdo a/b=2,0, sob a agdo de um

diagrama de tensdes aplicadas correspondentes a flexdo pura (ver Figura 6.13) e cujo

modo de instabilidade exibe trés semicomprimentos de onda (n=3). A chapa foi

discretizada transversalmente em 6 faixas finitas, pois, segundo Pierin (2005), essa

discretizacdo ¢ suficiente para obter o valor exato do coeficiente de instabilidade k=23,9

(Yu, 2000) por meio do Método das Faixas Finitas Semi-Analitico.

(9

Figura 6.13: Chapa retangular simplesmente apoiada submetida a flexdo pura.
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Tabela 6.5: Coeficientes de instabilidade para chapa submetida a flexao pura

Nimero de nés por linha a/b=2
nodal (nln) n=3
6 27,112
7 24,166
8 24,038
9 23,946
10 23,935
11 23,918
12 23,910
13 23,905
14 23,903
15 23,901
16 23,900

Para mostrar a eficiéncia do método na analise de perfis formados a frio, realiza-
se uma analise linear de estabilidade de um pilar bi-apoiado, com secdo transversal em
Ue 50x25x5x1,2 e material isotropico (E= 210,00 GPa; v =0,30), submetido a uma
carga de compressao centrada na extremidade livre, conforme mostra a Figura 6.14a. O
pilar Ue apresenta os modos de instabilidade: (i) MLC — modo local de chapa (Figura
6.14b), (ii)) MD — modo distorcional (Figura 6.14c) e (iii) MGFT — modo global por
flexo-tor¢ao (Figura 6.14d).

25
—
50 }
S—
(b) (c) d)

(@
Figura 6.14: Pilar em se¢do Ue: (a) geometria, (b) MLC, (c) MD e (d) MGFT.

A ocorréncia dos modos de instabilidade estd condicionada a geometria e ao

comprimento do perfil. Tendo em vista a andlise dos modos de instabilidade, foram
escolhidos trés comprimentos de perfil: (a) a= 41,5 cm, (b) a=143,0 cm ¢ (¢) a=500,0
cm. Todos os perfis foram discretizados em 20 faixas finitas, sendo 2 faixas em cada
enrijecedor, 4 em cada mesa e 8 na alma. Os valores dos coeficientes de instabilidade k

obtidos pelo programa INSTAB estdo apresentados na Tabela 6.6, onde se verifica que
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para os modos de instabilidade local de chapa e distorcional a convergéncia ¢ obtida
com 11 nos por linha nodal. Para o modo global por flexotor¢do a convergéncia ¢ obtida

com apenas 6 nos por linha nodal.

Tabela 6.6: Coeficientes de instabilidade criticos para pilares Ue 50x25x5x1,2

Numero de nos
por linha nodal MLC MD MGFT
(nln)
6 5,3262 4,666 3,8611
7 5,3243 4,658 3,8611
8 5,3238 4,6563 3,8611
9 5,3237 4,656 3,8611
10 5,3236 4,6559 3,8611
11 5,3235 4,6558 3,8611
12 5,3235 4,6558 3,8611

As configuracdes dos modos de instabilidade para os trés comprimentos de
perfis estdo ilustrados na Figura 6.15, onde se pode observar que todos os modos de

instabilidade apresentam um semicomprimento de onda.
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Figura 6.15: Configuragdes dos modos de instabilidade: (a) MLC, (b) MD e (c)
MGFT

Para uma melhor visualizacao dos resultados da analise linear de instabilidade, a
Figura 6.16 mostra a variagao do coeficiente de instabilidade k em fung@o do parametro
geométrico a/by (relagdo entre o comprimento do perfil ¢ a largura da alma). Observa-se
que (i) para comprimentos pequenos a/b,, <1,9 o modo de instabilidade critico ¢ o MLC
com um ou dois semicomprimentos de onda (numero entre parénteses), (i) para
comprimentos intermediarios 1,9< a/by < 9,0 o modo de instabilidade critico ¢ o MD
com um, dois ou trés semicomprimentos de onda (nimero entre parénteses), (iii) para

perfis longos 0 MGFT ¢ o modo de instabilidade critico, com um semicomprimento de
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onda, ¢ (iv) para perfis extremamente longos (a/b,, >40) ha a ocorréncia do modo global
por flexao MGF.

10.00 ~
9.00 1
8.00
7.00
6.00 - (1) A(2)
5.00

(1) 5(2) (3)

4.00

Coeficiente de instabilidade

3.00 1 MLC MD MGFT ou MGF
2.00 -

1.00 A
0.00 . e e
0.10 1.00 10.00 100.00

a/bw

Figura 6.16: Variacao do coeficiente de instabilidade em func¢ao da relagdo
entre o comprimento do perfil e a largura da alma

Para perfis de comprimentos iguais a 290 e 430 cm o modo de instabilidade
distorcional apresenta dois e trés semicomprimentos de onda, respectivamente. As

configuracdes desses modos de instabilidade estdo ilustradas na Figura 6.17.

@ ®)

Figura 6.17: Modo de instabilidade distorcional: (a) com dois e (b) com
trés semicomprimentos de onda.

6.8.2. Analise Nao Linear Geométrica

Neste item realizam-se analises ndo lineares de estabilidade de perfis formados a
frio por meio do método das faixas finitas splines e do método dos elementos finitos por
meio do programa comercial ANSYS v.13.

Ressalta-se que o programa computacional INSTAB foi desenvolvido com base
na Teoria de Kirchhoff-Love, a qual ¢ valida para cascas finas. No entanto, todos os

elementos de casca presentes na biblioteca do programa ANSYS utilizam a Teoria de
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Reissner-Mindlin, a qual ¢ uma teoria mais geral e ¢ valida para placas finas e semi-
espessas. Segundo Soriano (2003), outros fatores devem ser considerados na escolha da
teoria a ser utilizada, tais como: comportamento estatico ou dinamico, placa isotropa ou
sanduiche. Além disso, a consideracdo das deformagdes por esforco cortante torna-se
importante em analises de estabilidade de elementos de perfis formados a frio que
instabilizam no modo distorcional (Camotim, 2006).

Como o programa INSTAB realiza andlises de instabilidade de elementos
estruturais constituidos de materiais eldsticos lineres, utilizou-se o programa ANSYS
para efetuar as andlises de instabilidade considerando a nao linearidade do material
(material elastoplastico). O programa ANSYS também foi utilizado para realizar analises
de instabilidade de estruturas constituidas de materiais elasticos lineares com o intuito

de validar o programa INSTAB desenvolvido nesta Tese.

6.8.2.1 Comentarios sobre a Modelagem com o Programa ANSYS

Dentre os varios elementos de casca presentes na biblioteca do programa
ANSYS, as analises serdo efetuadas com o elemento Shell 181, o qual permite efetuar
analises de estabilidade de estruturas constituidas de materiais eldsticos e elatoplasticos.
Esse elemento possui quatro noés com seis graus de liberdade por nd, trés translacdes e
trés rotagdes, sendo adequado para modelar estruturas com comportamento linear e ndo
linear com grandes deformacdes e grandes rotagdes. As fungdes de forma sdo lineares e
utiliza o esquema de integracdo 2x2 no plano da casca e cinco pontos de integracdo ao
longo da espessura. O elemento ainda permite a utilizagdo da integracdo reduzida. Além
do elemento Shell 181, o programa ANSYS incluiu a partir da versdo 11, o elemento de
casca de oito nds, Shell 281, o qual utiliza fungdes de forma quadraticas.

Os elementos Shell 181 e 281 podme efetuar a analise em multicamadas. Nas
analises termoestruturais, esta caracteristica permite que todas as temperaturas obtidas
pelo modelo térmico sejam transferidas ao modelo estrutural.

O ANSYS tem sido utilizado em diversos trabalhos para a analise de estabilidade
de perfis formados a frio em temperatura ambiente e elevada, conforme comentado no
capitulo 4 desta Tese. Especificamente, o elemento Shell 181 foi utilizado por Chodraui
(2006) na analise de estabilidade de perfis em se¢do U e Ue cujos resultados foram
comparados com resultados experimentais e posteriormente Chodraui et al (2007)
fizeram analises de estabilidade de cantoneiras de aco formado a frio por meio do MEF

e MFF. Mesquita (2005) modelou vigas de aco por meio de elementos Shell 181 para
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estudar a instabilidade lateral de vigas em situagdo de incéndio. Almeida et al (2010)
utilizaram elementos de casca e solidos para avaliar o comportamento termoestrutural
de uma viga de aco formado a frio em contato com uma laje de concreto e alvenaria.
Recentemente, Landesmann e Camotim (2011) usaram o elemento Shell 181 na analise
ndo lineares de estabilidade de pilares de ago formados a frio com se¢do Ue em situagdo
de incéndio.

As condigdes de contorno adotadas nos modelos deste capitulo simulam a
condi¢do de extremidade globalmente rotulada e sem impedimento do empenamento
das secdes extremas. Na aplicacdo do MFFS, essa simulagdo ¢ imposta ao modelo por
meio das fungdes splines modificadas, conforme apresentado no item 6.3. Em ambos os
métodos, o carregamento ¢ aplicado nas duas extremidades do perfil por meio de cargas
nodais equivalentes, simulando um carregamento uniformemente distribuido, conforme
mostra a Figura 6.18a. Na modelagem via MEF, as restricdes de apoio sdo aplicadas
diretamente nos nos das extremidades, os quais sdo impedidos de deslocar nas dire¢des
y e Z, conforme mostra a Figura 6.18b. Para impedir o deslocamento de corpo rigido, o
no situado a meia altura da alma da se¢ao do meio do vao ¢ impedido de deslocar-se na
direcdo x (ver Figura 6.18c).

Os resultados das analises ndo lineares de estabilidade dos elementos estruturais
sdo, geralmente, apresentados em forma de graficos. Na abcissa destes graficos ¢
apresentada a relacdo entre os deslocamentos maximos e a espessura do elemento
estrutural. No eixo das ordenadas, esta representado o fator de for¢a (FF) que ¢ dado
pela relacdo entre a forca aplicada e a forga critica de bifurcagdo, fornecida pela analise

linear de estabilidade.
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Figura 6.18: Condicdes de contorno aplicado nas andlises: (a) carregamento; (b)
deslocamentos impedidos nas se¢des de extremidade; (c) deslocamento de corpo rigido
impedido. Adaptado de Souza et al (2006).

6.8.2.2 Chapa apoiada sob Compressao Uniaxial

Analisa-se agora a estabilidade de uma chapa de ago quadrada simplesmente
apoiada (a=b=100 mm, t= 1,0 mm, E=200 GPa, ¢ v=0,3) submetida a compressio
uniaxial, conforme mostra a Figura 6.19a. A tensao critica da chapa ¢ igual a 72,305
MPa (coeficiente de instabilidade igual a 4,0) e o modo de instabilidade esta
representado na Figura 6.19b.

Para o estudo de convergéncia da malha, admite-se a presenca de uma
imperfeicdo geométrica inicial, na forma do modo de instabilidade da chapa e com
amplitude maxima (deslocamento transversal no centro da chapa) igual a 10% da

espessura (Zo/t=0,1), a qual é determinada por meio da analise linear de estabilidade.
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(a) (b)

Figura 6.19: Chapa sobre compressao uniaxial: (a) geometria, (b) modo de
instabilidade.

Inicialmente a chapa foi discretizada em 4 faixas finitas. Para a tensdo media
50% superior ao valor critico (fator de forca igual a 1,5), observa-se que a convergéncia
da relagdo z/t (onde z é o deslocamento no centro da chapa) ¢ atingida com 11 nds por
linha nodal, conforme mostra a Tabela 6.7.

Fixando a discretizagcdo longitudinal da chapa em 11 noés por linha nodal e
variando o numero de faixas finitas (discretizacdo transversal), verifica-se que o
resultado converge com 20 faixas finitas, conforme mostra a Tabela 6.8. No entanto,

com uma discretizagdo de 12 faixas finitas o erro ¢ inferior a 1,2%.

Tabela 6.7: Relagdo z/t da chapa para FF=1,5 — discretizacdo longitudinal

Tabela 6.8: Relagdo z/t da chapa para FF=1,5 — discretizagao transversal

NLN. 7t
9 1,514
11 1,50
13 1,50

n=4

n=g

n=12

n=16

n=20

n=24

1,50

1,63

1,68

1,69

1,70

1,70

Apesar de as matrizes de rigidez ndo lineares possuirem polindmios de 12° grau,

0 que necessita de um esquema de integracdo minimo de 7x7 pontos de Gauss para a
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integracdo exata, verifica-se que os deslocamentos obtidos, utilizando esquemas de
integracao de 4x4 e 8x8, sdo exatamente iguais, conforme mostra a Tabela 6.9. A
reducdo do nimero de pontos de integragdo acarreta em diminui¢do do tempo total de
processamento de 642 para 169 segundos. O tempo de processamento foi medido em
um microcomputador Quad Core Q6600 com 2 Gb de RAM utilizando o Windows 7 64
Bits.

As trajetorias de equilibrio das chapas simplesmente apoiadas podem ser
visualizadas na Figura 6.20. Apresentam-se quatro trajetorias de equilibrio obtidas pelo
programa INSTAB, onde para cada curva foram adotadas imperfei¢des geométricas
iniciais, na forma do modo de instabilidade, com diferentes amplitudes zop/t. As
trajetorias de equilibrio, obtidas pelo programa INSTAB, foram comparadas com os
resultados obtidos pelo programa ANLESPL, desenvolvido por Prola (2001). Para a
modelagem utilizando o programa ANLESPL, incluiu-se uma imperfei¢cdo inicial na
forma do modo critico e com amplitude igual a 20% da espessura da chapa. O programa
ANLESPL também utiliza o Método das Faixas Finitas Splines e as matrizes de rigidez
sdo integradas analiticamente (Prola, 2001). Em ambos os programas adotou-se a
mesma discretizagdo (20 faixas finitas e 11 nds por linha nodal). Verifica-se que ambos
0s programas apresentaram resultados praticamente iguais (diferenga maxima relativa
de 0,26%).

A partir dos deslocamentos obtidos pelo programa INSTAB, pode-se obter as

tensdes de membrana o, , o, e 7,, para qualquer nivel de carregamento. A Figura 6.21

mostra a distribui¢do de tensdes o, para a tensdo média aplicada igual a 50% superior

ao valor critico (fator de forga igual a 1,5). Observa-se que os resultados obtidos
traduzem o Conceito de Largura Efetiva, ou seja, em fase pos-critica, as tensdes normais
diminuem no centro da chapa e aumentam nas bordas longitudinais, o que significa que
a capacidade resistente de chapa se concentra junto a essas bordas. No comportamento
pré-critico as tensdes normais sao praticamente uniformes, conforme mostra a Figura

6.22, que representa a distribui¢do de tensdes o, para a tensdo média aplicada igual a

50% do valor critico (fator de for¢a igual a 1,5).
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2.50

2.00

1.50

1.00

Fator de Forc¢a

0.50

0.00

Tabela 6.9: Relagdo z/t em fungdo do carregamento da chapa.

FF Esquema 4x4| Esquema 8x8
0,10 0,11 0,11
0,20 0,13 0,13
0,30 0,15 0,15
0,40 0,17 0,17
0,50 0,21 0,21
0,60 0,26 0,26
0,70 0,34 0,34
0,80 0,47 0,47
0,90 0,65 0,65
1,00 0,85 0,85
1,10 1,04 1,04
1,20 1,22 1,22
1,30 1,39 1,39
1,40 1,55 1,55
1,50 1,70 1,70
1,60 1,85 1,85
1,70 1,99 1,99
1,80 2,12 2,12
1,90 2,25 2,25
2,00 2,38 2,38
f —20/t=1%
% e 70/t=5%
/ 20/t=10%
—
z0/t=20%
J oA
O z0/t=20%
f Wit ANLESPL
0.00 0.50 1.00 1.50 2.00 2.50 3.00

Figura 6.20: Trajetorias de equilibrio de chapas quadradas com imperfeicao
geométrica inicial
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Figura 6.21: Distribuicdo de tensdes de membrana o, na fase pos-critica (MPa)

— obtido com o programa INSTAB.
A partir das distribui¢des de tensdes de membrana podem-se obter as tensdes de
Von Mises por meio da expressao (6.156), cuja distribuicdo estad ilustrada na Figura

6.23 para a tensdo media aplicada igual a 50% superior ao valor critico (fator de forca
igual a 1,5),

0.
O =(0'f+0§—0',(0'y+3r§y) § (6.156)

S —

SX

-27.32
I—28.518
-29.716

130913
L3211
|+ -33.309
m L .34.507
L ———— _ae—— -35.704
-36.902

-38.1

Y
k x SX, step 5

Contour Fill of SX.

Figura 6.22: Distribuicdo de tensdes de membrana o, na fase pré-critica (MPa) —
obtido com o programa INSTAB.
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-183.11
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Von Mises, step 15
Contour Fill of Von Mises.

Figura 6.23: Distribui¢cdo de tensdes de Von Mises para FF=1,5 (MPa) — obtido
com o programa INSTAB.

A partir da distribuicdo de Von Mises, observa-se que o inicio da plastificagdao
ocorrera no meio do vao e nas bordas y=0 e y=100.

Devido ao fato de que o elemento Shell 181 do programa ANSYS ser formulado
com base na teoria de Reissener-Mindlin, a qual leva em conta as deformagdes por
cisalhamento, opta-se em uma placa mais fina para realizar a comparagdo entre os
programas INSTAB e ANSYS. Deste modo, efetua-se a anélise ndo linear de estabilidade
de uma chapa de ag¢o quadrada simplesmente apoiada (a=b=100 mm, t= 0,1 mm, E=200
GPa, e v=0,3) submetida a compressao uniforme.

Com uso do programa ANSYS, observa-se que discretizando a chapa em
elementos quadrados de 1,25 mm de lado, obtém-se a tensdo critica igual a 0,72314
MPa. Para uma malha mais refinada, com elementos quadrados de 0,625 mm de lado, o
valor da tensdo critica ¢ igual a 0,72300 MPa. Por meio do programa INSTAB,
discretizando a chapa em 20 faixas finitas de mesma largura e com 11 nos por linha
nodal, a tensdo critica obtida ¢ igual a 0,72305 MPa, que corresponde ao valor exato da
tensao critica obtido por Timoshenko e Krieger, 1959.

Para a andlise ndo linear de estabilidade foi adotada uma imperfei¢cdo geométrica
inicial, na forma do modo de instabilidade, com amplitudes igual a 10% da espessura. A
variagdo do deslocamento vertical do nd central da chapa em fun¢do da forga aplicada
obtida com a ajuda dos programas INSTAB e ANSYS esta ilustrada na Figura 6.24.
Observa-se que, os deslocamentos obtidos por meio do MFFS sdo um pouco maior aos
obtidos pelo MEF. Para niveis de forca superior a 10% da forca critica, os

deslocamentos obtidos pelo INSTAB sao ligeiramente menores quando comparados aos
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deslocamentos obtidos pelo ANSYS considerando-se o material de comportamento

elastico.
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Figura 6.24: Trajetorias de equilibrio das chapas — comparagao entre MFFS e
MEF.

6.8.2.3 Pilar Metalico — Instabilidade Local de Chapa

Efetua-se, agora, a andlise ndo linear de estabilidade de pilares de agco formado a
frio com se¢ao Ue 118,7x88,7x15x1,08 (E=200 GPa, e v=0,3) submetido a compressao
centrada.

Essa se¢do foi inicialmente estudada por Kwon (1992) e posteriormente por
Prola (2001). Inicialmente faz-se um estudo de convergéncia de malha, ou seja, variacdo
do ntimero de nos por linha nodal e de faixas. Considera-se que o comprimento do perfil
seja igual a 109 mm, cujo modo de instabilidade ¢ o0 Modo Local de Chapa (MLC) com
um semicomprimento de onda. Admite-se uma imperfeicdo geométrica inicial na forma
do modo critico e com amplitude igual a 10% da espessura do perfil. A forga critica de
bifurcagdo obtida pela analise linear de estabilidade ¢ igual a 26,82 kN.

Admite-se inicialmente que a se¢do transversal seja discretizada em 20 faixas
finitas (3 faixas em cada enrijecedor, 4 faixas em cada mesa e 6 faixas na alma). A
relacdo entre o deslocamento de flexdo no meio da alma da se¢do do meio do vdo ¢ a
espessura (y/t) obtidos pelos programas INSTAB e ANLESPL, correspondente a uma
forca média aplicada 50% superior a respectiva forca de bifurcagdo critica, estdo
apresentados na Tabela 6.10. Mostra-se também a influéncia da discretizagdo

longitudinal do perfil (nimero de nds por linha nodal).
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Tabela 6.10: Relagao y/t para FF=1,5

Programa Numero de Noés por Linha Nodal
9 11 13
INSTAB — 1,714 1,715 1,715
Esquema 4x4
INSTAB — 1,714 1,715 1,715
Esquema 8x8
ANLESPL 1,714 1,715 1,715

Observa-se que os resultados convergem com 11 nds por linha nodal, sendo que
os deslocamentos obtidos pelos programas INSTAB e ANLESPL sdo iguais. A influéncia
do nimero de pontos de Gauss utilizados na integracdo das matrizes nao altera os
deslocamentos obtidos, sendo que, nos demais exemplos serdo utilizados o esquema de
4x4 pontos, pois o tempo de processamento ¢ cerca de 2,5 vezes menor.

Para avaliar a discretizacdo da secdo transversal, a discretizacdo longitudinal
serd fixada em 11 nos por linha nodal. A relagdo entre o deslocamento de flexdao e a
espessura (y/t) no meio da alma da se¢do do meio do vao obtidos pelo programa
INSTAB, correspondente a uma tensao média aplicada 50% superior a respectiva tensao
critica, estdo apresentados na Tabela 6.11. Nessa tabela varia-se somente o numero de
faixa na alma do perfil, sendo que as mesas e os enrijecedores sao discretizados em 4 e
3 faixas, respectivamente. Nota-se que com 20 faixas na alma, a diferenca relativa ¢
igual a 0,3%, em relagdo ao deslocamento obtido com 28 faixas.

Tabela 6.11: Relagdo y/t em fungdo da discretizagdo da alma

Numero de faixas na alma y/t
6 1,715
10 1,749
20 1,770
24 1,773
26 1,774
28 1,775
30 1,775

Para avaliar a influéncia da discretizacdo das mesas, a Tabela 6.12 mostra a
variagdo da relagdo w/t em fungdo do nimero de faixas das mesas, considerando que a

alma e os enrijecedores foram discretizados em 28 e 3 faixas, respectivamente.
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Tabela 6.12: Variagao da relagao y/t em fungdo da discretizagdo das

mesas

Numero de faixas na mesa y/t
4 1,775
10 1,837
20 1,849
25 1,851
30 1,852

Com base nos estudos de convergéncia anteriores, a Tabela 6.13 mostra a
variagdo da relagdo w/t para duas malhas: (i) Malha 1 com 20 faixas finitas (3 faixas em
cada enrijecedor, 4 faixas em cada mesa e 6 faixas na alma) e (ii)) Malha 2 com 94
faixas finitas (3 faixas em cada enrijecedor, 30 faixas em cada mesa e 28 faixas na
alma). Os resultados foram obtidos pelos programas INSTAB e ANLESPL sao
praticamente iguais.

Os programas possuem a mesma estratégia de solugdo do sistema de equagdes
ndo lineares, mas uma metodologia diferente para o calculo das matrizes de rigidez.
Enquanto que o INSTAB utiliza integragdo numérica, o programa ANLESPL,
desenvolvido por Prola (2001), utiliza expressdes analiticas para o calculo das matrizes
lineares e nao lineares. Além disso, no calculo das matrizes geométricas, Prola (2001)
utiliza a integracdo com base nos deslocamentos nodais, enquanto que, no programa
INSTAB, a integragdo ¢ feita a partir das tensdes nos pontos de Gauss. A integragdo
numérica proporcionou uma reducdo no tempo de processamento. Para a malha 2,
malha mais refinada com 56 faixas finitas e 11 nds por linha nodal, o tempo de
processamento total foi de 4020 segundos utilizando o programa ANLESPL, e 610
segundos com o programa INSTAB. Os tempos de processamento foram medidos em
um microcomputador Quad Core E6600 com 2 Gb de memoria RAM com o Windows
7.

Pode ser observado que, para niveis de carregamento baixos (FF<0,7), os
deslocamentos obtidos por meio da malha 1 e 2 s3o praticamente os mesmos. No
entanto, na fase pods-critica, a malha 2 apresenta deslocamentos maiores. A ilustragdo
grafica dos resultados apresentados na Tabela 6.12 estd mostrada na Figura 6.25, que
representa a trajetoria de equilibrio do pilar submetido a compressao uniforme cujo
modo de instabilidade ¢ o MLC, Pode ser notado que o andamento da trajetoria de
equilibrio ¢ semelhante ao de uma chapa comprimida simplesmente apoiada (ver Figura

6.20), o que significa que o pilar possui uma resisténcia pds-critica significativa.
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Tabela 6.13: Relagdo y/t em fungdo do fator de forga para o MLC.

INSTAB ANLESPL

FF Malha 1 | Malha2 | Malha 1 | Malha 2
0,1 0,1114 | 0,1114 | 0,1114 | 0,1114
0,2 0,1258 | 0,1257 | 0,1258 | 0,1257
0,3 0,1447 | 0,1445 | 0,1447 | 0,1445
0,4 0,1703 | 0,1700 | 0,1703 | 0,1700
0,5 0,2066 | 0,2063 0,2066 | 0,2063
0,6 0,2610 | 0,2608 | 0,2610 | 0,2608
0,7 0,3464 | 0,3473 0,3464 | 0,3473
0,8 0,4789 | 0,4843 0,4789 | 0,4843
0,9 0,6573 | 0,6738 | 0,6573 | 0,6738
1,0 0,8540 | 0,8871 0,8547 | 0,8871
1,1 1,0491 1,1000 1,0491 1,1000
1,2 1,2324 1,3028 1,2324 1,3028
1,3 1,4046 1,4963 1,4037 1,4954
1,4 1,5639 1,6787 1,5639 1,6787
1,5 1,7139 1,8519 1,7139 1,8519
1,6 1,8556 | 2,0176 1,8556 | 2,0176
1,7 1,9889 | 2,1778 1,9889 | 2,1778
1,8 2,1167 | 2,3315 | 2,1167 | 2,3315
1,9 2,2380 | 2,4815 | 2,2380 | 2,4815
2,0 2,3546 | 2,6269 | 2,3546 | 2,6269

2.50

2.00

P
/ ——Malha 2

1.00 / ———Malha 1

0.50 /

0.00 / wit

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 2.5 3.0

Fator de Forca

Figura 6.25: Trajetoria de equilibrio do pilar (MLC).
Com o objetivo de comparar a trajetoria de equilibrio obtida pelos programas
INSTAB e ANSYS, a Figura 6.26 ilustra a variacao do deslocamento no meio da alma da
secdo no meio do vao em fung¢do da for¢a de compressao aplicada. No ANSYS, o modelo

foi discretizado em elementos quadrados de 1,25 mm de lado.
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==é=|NSTAB - malha 1 ==gr=|NSTAB - malha 2 == ANSYS

Figura 6.26: Trajetoria de equilibrio obtida por meio do INSTAB e do ANSYS
(MLC)

Observa-se que para baixos niveis de carregamento, os deslocamentos maximos
do perfil obtidos pelo MFFS e MEF sdo praticamente iguais. Para niveis elevados de
carregamento, a malha 2 do modelo de faixas finitas splines € um pouco mais flexivel
quando comparado ao modelo de casca obtido pelo programa ANSYS utilizando material
elastico.

A distribui¢do de tensdes de von Mises obtida pelo programa INSTAB, para a
forca media aplicada igual a 50% superior ao valor critico (fator de forga igual a 1,5),
esta representada na Figura 6.27. A observagdo dessa figura mostra que: (i) As maiores
e menores tensdes normais de compressdo ocorrem na jun¢ao mesa-alma e no meio da
alma, respectivamente, ou seja, os valores extremos ocorrem na chapa mais esbelta e,
portanto, aquela que precipita ¢ condiciona o comportamento pds-critico de toda a
se¢do, (i1) as tensdes sdo praticamente constantes nos enrijecedores, sendo ligeiramente
maiores na borda livre dos mesmos, (iii) as tensdes nas mesas sdo maiores nos cantos, €
(iv) arigidez de flexao da jun¢@o mesa-alma ¢ superior ao do canto mesa-enrijecedor.

Com o objetivo de validar o program INSTAB, a Figura 6.28 mostra a
distribuicao de tensdes de von Mises obtida pelo programa ANSYS para o mesmo nivel
de forca. O nivel de tensdes obtido pelo ANSYS ¢ um pouco inferior as tensdes obtidas
pelo INSTAB. Isto pode ser explicado pelo fato dos deslocamentos obtidos pelo ANSYS,
para o nivel de forca FF=I,5, serem um pouco menores quando comparados aos

deslocamentos obtidos pelo programa INSTAB (ver Figura 6.26).
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189.36

- 174.69
- 160.02
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Figura 6.27: Distribui¢ao de tensdes de von Mises na fase pos-critica (MPa)
obtida pelo programa INSTAB

Von Mises stegm
Contour Fill of Von Mises

WODAL SOLUTICON

STEE=1
SUB =15
TIME=.75

SEQV (BVE)
MIDDLE

DMY =1.728
SMN =80.211
SMY =191.943

g0.211 105.041 129.87 154.60599 179.5289
892.626 117.455 142.285 167.114 181.943

Figura 6.28: Distribui¢do de tensdes de von Mises na fase pos-critica (MPa),
obtida pelo programa ANSYS

Na fase pré-critica as tensdes de von Mises, obtida pelo programa INSTAB, sdo
praticamente constante em todo o perfil, sendo um pouco mais elevadas nas regides de

juncdo mesa-alma e mesa-enrijecedor, conforme mostra a Figura 6.29, onde as tensodes
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foram obtidas para a for¢a media aplicada igual a 20% do valor critico (FF=0,2). Como
o programa INSTAB fornece deslocamentos um pouco maiores, as tensdes de von Mises
obtidas pelo programa ANSYS sdo um pouco inferiores as tensdes obtidas pelo programa

INSTAB, conforme pode ser visto na Figura 6.30.

on Wises, step 2
Contour Fill of Von Mises

Figura 6.29: Distribui¢@o de tensdes de von Mises na fase pré-critica (MPa),
obtida pelo programa INSTAB.
NODAL SOLUTICH

STEP=1

SUB =2
TIME=.1

SEQV (AVE)
MIDDLE

DMY =.023896
SMN =10.282
SM¥ =15.335

10.282 11.404 12.527 13.865 14.773
10.843 11.966 13.089 14.212 15.335

Figura 6.30: Distribui¢do de tensdes de von Mises na fase pré-critica (MPa),
obtida pelo programa ANSYS.
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6.8.2.4 Pilar Metalico — Modo Distorcional

Efetua-se, agora, a analise ndo linear de estabilidade do pilar com se¢ao Ue
50x25x10x1,75 (E=200 GPa, e v=0,3) simplesmente apoiado, com comprimento igual a
150 mm, submetido a compressdo centrada, cujo modo de instabilidade ¢ o Modo
Distorcional (MD).

Conforme discutido no capitulo 3, os perfis que se instabilizam no MD
apresentam uma assimetria nos deslocamentos longitudinais devido aos efeitos de
cisalhamento. Esse fendmeno provoca comportamentos pés-criticos distintos quando a

secdo transversal se abre ou se fecha, conforme mostra a Figura 4.18.

Figura 6.31: Empenamento da se¢do causada pela instabilidade
distorcional: (a) se¢do que abre, (b) secdo que fecha. Ilustragdes obtidas pelo
INSTAB

O pilar foi discretizado transversalmente em 26 faixas finitas (2 faixas em cada
enrijecedor, 6 faixas em cada mesa e 10 faixas na alma) e em 11 n6s por linha nodal na
dire¢do longitudinal. No programa ANSYS, o pilar foi discretizado em elementos de
casca quadrados de 1,25 mm de lado e modelado com material eldstico. Admite-se uma
imperfei¢do geométrica inicial na forma do modo distorcional e com amplitude igual a
L/1000, onde L € o comprimento do perfil.

Para a secdo que se abre (ver Figura 4.18a), os deslocamentos z, do ponto
localizado no canto mesa-enrijecedor da se¢cdo do meio do vao em fun¢do do fator de
forga (relagdo entre a forga aplicada e a forca critica fornecida pela analise linear de
estabilidade) obtidos pelos programas INSTAB e ANSYS estao ilustrados na Figura 6.32.
Observa-se que os deslocamentos obtidos pelos programas INSTAB e ANSYS sdo

semelhantes.
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Figura 6.32: Trajetoria de equilibrio para a se¢dao que abre

Alterando o sentido da imperfeicdo geométrica inicial pode-se avaliar a trajetéria
de equilibrio para a secdo que se fecha (ver Figura 4.18b). A Figura 6.33 mostra a
variagdo do deslocamento z do canto mesa-enrijecedor com o nivel de forga aplicada.
Novamente verifica-se que os deslocamentos obtidos pelos programas INSTAB e ANSYS

$30 muito proximos.

1.2

1 /—_t
' 7

0.8
° / e ANSYS
L
L 06 e |NSTAB
S
£ 04
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0 Deslocamento
0 1 2 3 4 5 6 (mm)

Figura 6.33: Trajetoria de equilibrio para a se¢do que fecha

Em relagdo a distribui¢do de tensdes normais para a se¢cdo que abre, ilustrada na

Figura 6.34 para fator de carga igual a 1,30, nota-se que, no meio do vao, as maiores
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tensdes de compressdo ocorrem nas extremidades livres dos enrijecedores. Observa-se

uma leve tragdo na juncao mesa-enrijecedor.

Figura 6.34: Distribui¢do de tensdes normais para a se¢do que abre (MPa),
obtida pelo programa INSTAB

Para a secdo que se fecha, a Figura 6.35 mostra a distribui¢do de tensdes normais
para o fator de carga igual a 1,30. Observa-se que as maiores tensoes de compressao
ocorrem na jun¢cdo mesa-enrijecedor. Além disso, as extremidades livres dos

enrijecedores apresentam tensoes de tracdo.

8X

484.7
IMB,QS
351.77

- 285.3
-218.83
- 162,37

- 85.9

19.433
-47.033
-113.5

Figura 6.35: Distribui¢do de tensdes normais para a se¢ao que fecha (MPa),
obtida pelo programa INSTAB
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Ressalta-se que as distribuigdes de tensdes normais dos pilares que se
instabilizam no MLC e no MD sao diferentes, sendo que o conceito de largura efetiva

nao ¢ aplicavel nos pilares que se instabilizam no MD.

6.9. Contribuicio a ABNT NBR 14762:2010

A norma brasileira de dimensionamento de estruturas de aco constituidas de
perfis formados a frio (ABNT NBR 14762:2010) recomenda que, para as se¢des
transversais sujeitas a instabilidade distorcional, deve ser calculada a for¢a ou momento
elastico devido a este fenomeno. Segundo a norma, a forca ou o momento de
flambagem elastica deve ser calculado a partir da teoria de estabilidade elastica, porém a
norma ndo fornece nenhuma formulagdo para a determinagdo destes valores. Torna-se
necessario ao engenheiro recorrer a programas computacionais, como por exemplo, o
CUFSM (Schafer e Adany, 2006) e GBTUL (Bebiano et al, 2008) que efetuam este
calculo.

O programa INSTAB permite a constru¢cdo de graficos que mostram a variagao
do coeficiente de instabilidade com o comprimento do perfil. Esses graficos (ver Figura
6.16) identificam o coeficiente de instabilidade associados aos modos locais de chapa
ou distocional. O modo de instabilidade local do perfil que governa o projeto ¢ o modo
de instabilidade associado ao menor valor entre os coeficientes obtido por meio desses
graficos.

Nas tabelas a seguir sdo apresentados os comprimentos criticos (comprimento do
perfil associado ao menor valor entre os coeficientes de instabilidade), os respectivos
coeficientes de instabilidade (k) e a for¢a de flambagem elastica (N) decorrente do
modo critico, seja local ou distorcional, para os perfis constituidos em sec¢des Ue
padronizadas pela ABNT NBR 6335:2003. As se¢des foram discretizadas em 30 faixas
finitas (8 na alma e nas mesas e 3 nos enrijecedores) € 11 nds por linha nodal. Os perfis
foram considerados biapoiados e submetidos a compressao. Nas tabelas 6.14 a 6.21 as
dimensdes estdo em mm.

A for¢a de flambagem elastica correspondente ao modo de instabilidade critico,

devida a instabilidade local ou distorcional, (N), ¢ obtida por meio da equagao (6.157),

2
No_ KTEA (6.157)

12(1—v2)('°tWJ2
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onde E e v sdo, respectivamente, o modulo de elasticidade e o coeficiente de Poisson

do material, A, t

respectivamente.

Tabela 6.14: For¢a de flambagem elastica para perfis com by, = 300

e by

sd0 a 4area, espessura e a largura da alma do perfil,

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
100 25 4,75 238 5,54 MLC 655,9
100 25 4,25 236 5,57 MLC 4723
100 25 3,75 234 5,59 MLC 325,6
100 25 3,35 232 5,61 MLC 233,0
100 25 3,00 231 5,62 MLC 167,6
100 25 2,65 230 5,63 MLC 115,7
85 25 4,75 240 5,58 MLC 624,6
85 25 4,25 236 5,62 MLC 450,6
85 25 3,75 233 5,65 MLC 311,2
85 25 3,35 231 5,67 MLC 222,6
85 25 3,00 229 5,69 MLC 160,5
85 25 2,65 228 5,70 MLC 110,8
85 25 2,25 226 5,72 MLC 68,0
85 25 2,00 225 5,73 MLC 47,9

Tabela 6.15: Forca de flambagem eléstica para perfis com by, = 250

Modo

b, D t Comp. k Critico | N (kN)
100 25 4,75 199 5,47 MLC 847,7
100 25 4,25 198 5,49 MLC 609.4
100 25 3,75 197 5,51 MLC 420,2
100 25 3,35 196 5,52 MLC 300,1
100 25 3,00 195 5,53 MLC 215,9
100 25 2,65 194 5,54 MLC 149,1
85 25 4,75 199 5,53 MLC 805,6
85 25 4,25 197 5,56 MLC 580,2
85 25 3,75 195 5,58 MLC 400,0
85 25 3,35 194 5,60 MLC 286,2
85 25 3,00 193 5,61 MLC 205,9
85 25 2,65 193 5,62 MLC 142,2
85 25 2,25 191 5,63 MLC 87,2
85 25 2,00 190 5,64 MLC 61,3
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Tabela 6.16: Forca de flambagem eléstica para perfis com by, = 200

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
100 25 4,75 659 5,29 MD | 1152,9
100 25 4,25 162 538 | MLC | 8399
100 25 3,75 161 539 | MLC | 5780
100 25 3,35 160 540 | MLC | 412,8
100 25 3,00 159 541 | MLC | 297.0
100 25 2,65 159 542 | MLC | 2051
75 25 4,75 160 548 | MLC | 10616
75 25 425 159 551 | MLC | 764.6
75 25 3,75 157 553 | MLC | 527.1
75 25 3,35 157 555 | MLC | 3772
75 25 3,00 156 556 | MLC | 2714
75 25 2,65 155 557 | MLC | 1874
75 20 2,25 155 557 | MLC | 111,8
75 20 2,00 155 558 | MLC | 787

Tabela 6.17: Forca de flambagem eléstica para perfis com by, = 150

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
60 20 4,75 390 5,05 MD | 1347,9
60 20 425 122 542 | MLC | 10362
60 20 3,75 120 546 | MLC | 717.1
60 20 3,35 119 548 | MLC | 5131
60 20 3,00 119 550 | MLC | 369,8
60 20 2,65 118 552 | MLC | 2558
60 20 2,25 117 553 | MLC | 1569
60 20 2,00 117 554 | MLC | 1104

Tabela 6.18: For¢a de flambagem elastica para perfis com by, = 125

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
50 20 3,75 101 5,44 MLC 879,5
50 17 3,35 101 5,44 MLC 612,8
50 17 3,00 100 5,47 MLC 4425
50 17 2,65 99 5,49 MLC 306,1
50 17 2,25 98 5,52 MLC 188,4
50 17 2,00 98 5,53 MLC 132,6
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Tabela 6.19: Forga de flambagem elastica para perfis com by, = 100

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
50 17 3,35 345 4,67 MD | 7426
50 17 3,00 364 5,08 MD | 5802
50 17 2,65 81 537 | MLC | 4227
50 17 2,25 80 539 | MLC | 2597
50 17 2,00 80 540 | MLC | 1827
40 17 3,35 308 5,07 MD | 7373
40 17 3,00 80 545 | MLC | 5692
40 17 2,65 79 548 | MLC | 3945
40 17 2,25 79 550 | MLC | 2423
40 17 2,00 79 552 | MLC | 1708

Tabela 6.20: Forca de flambagem elastica para perfis com by, = 75

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
40 15 3,00 277 4,08 MD 6549
40 15 2,65 294 4,50 MD 497.9
40 15 2,25 318 5,13 MD 3474
40 15 2,00 61 5,35 MLC 254.4

Tabela 6.21: For¢a de flambagem elastica para perfis com by, = 50

Modo
b, D t Comp. k Critico | N (kN)
25 10 3,00 149 3,15 MD 737,9
25 10 2,65 157 3,44 MD 555,4
25 10 2,25 169 3,88 MD 383,5
25 10 2,00 178 4,24 MD 2943

O programa INSTAB permite, também, a determinagdo dos coeficientes de
bifurcagdo de elementos submetidos a flexdo. Nas tabelas a seguir sao apresentados os
comprimentos criticos, os respectivos coeficientes de instabilidade e o momento fletor
de flambagem elastica associados a instabilidade local ou distorcional para os perfis
constituidos em se¢des Ue padronizadas pela ABNT NBR 6335:2003. Os perfis foram
considerados biapoiados e submetidos a flexdo pura. Nas tabelas 6.22 a 6.29 as

dimensodes sdo em mm.
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O momento fletor de flambagem elastica correspondente ao modo de
instabilidade critico, devida a instabilidade local ou distorcional, (M), ¢ obtido por meio

da equacao (6.158),

M = S (6.158)

onde E e v sdo, respectivamente, o modulo de elasticidade e o coeficiente de Poisson

do material, W, ¢ o modulo resistente elastico em relagdo ao eixo X. t e by sdo a

espessura ¢ a largura da alma do perfil, respectivamente.

Tabela 6.22: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 300

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
100 25 4,75 649 14,76 MD 40,8
100 25 4,25 686 16,07 MD 31,8
100 25 3,75 730 17,73 MD 24,1
100 25 3,35 772 19,41 MD 18,8

100 25 3,00 817
100 25 2,65 870

21,26 MD 14,8
23,59 MD 11,3

85 25 4,75 584 17,95 MD 45,2
85 25 4,25 617 19,50 MD 35,2
85 25 3,75 656 21,46 MD 26,6
85 25 3,35 693 23,46 MD 20,7
85 25 3,00 732 25,64 MD 16,3
85 25 2,65 780 28,41 MD 12,4
85 25 2,25 165 30,56 MLC 8,2
85 25 2,00 165 30,60 MLC 5,8
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Tabela 6.24

Tabela 6.23: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 250

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
100 25 4,75 628 11,13 MD 34,9
100 25 4,25 664 12,14 MD 27,3
100 25 3,75 708 13,44 MD 20,8
100 25 3,35 749 14,75 MD 16,2
100 25 3,00 792 16,18 MD 12,8
100 25 2,65 842 18,00 MD 9,8
85 25 4,75 563 13,82 MD 39,4
85 25 4,25 596 15,06 MD 30,7
85 25 3,75 634 16,64 MD 23,3
85 25 3,35 672 18,24 MD 18,2
85 25 3,00 709 19,99 MD 14,3
85 25 2,65 755 22,21 MD 11,0
85 25 2,25 822 25,58 MD 7,7
85 25 2,00 870 28,38 MD 6,0

: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 200

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
100 25 4,75 605 7,73 MD 28,6
100 25 4,25 640 8,46 MD 22,4
100 25 3,75 681 9,39 MD 17,1
100 25 3,35 720 10,33 MD 13,4
100 25 3,00 762 11,35 MD 10,6
100 25 2,65 811 12,65 MD 8,1
75 25 4,75 498 11,47 MD 35,4
75 25 4,25 526 | 12,52 | ™MD 27,7
75 25 3,75 561 13,86 MD 21,1
75 25 3,35 594 15,22 MD 16,5
75 25 3,00 627 16,70 MD 13,0
75 25 2,65 668 18,58 MD 10,0
75 20 2,25 627 18,66 MD 6,0
75 20 2,00 666 20,65 MD 4,7
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Tabela 6.25: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 150

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
60 20 4,75 351 8,73 MD 28,2
60 20 4,25 372 9,50 MD 22,0
60 20 3,75 396 10,47 MD 16,7
60 20 3,35 419 11,46 MD 13,0
60 20 3,00 443 12,55 MD 10,2
60 20 2,65 472 13,92 MD 7,8
60 20 2,25 513 16,01 MD 5,5
60 20 2,00 544 17,74 MD 4,3

Tabela 6.26: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 125

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
50 20 3,75 338 9,75 MD 15,8
50 17 3,35 323 10,01 MD 11,4
50 17 3,00 341 10,92 MD 8,9
50 17 2,65 363 12,08 MD 6,8
50 17 2,25 395 13,84 MD 4,8
50 17 2,00 419 15,30 MD 3,7

Tabela 6.27: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 100

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
50 17 3,35 310 6,98 MD 9,3
50 17 3,00 328 7,64 MD 7,3
50 17 2,65 349 8,47 MD 5,6
50 17 2,25 380 9,73 MD 3,9
50 17 2,00 403 10,78 MD 3,1
40 17 3,35 265 9,10 MD 10,6
40 17 3,00 281 9,94 MD 8,3
40 17 2,65 299 11,00 MD 6,3
40 17 2,25 325 12,62 MD 4,5
40 17 2,00 345 13,96 MD 3,5
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Tabela 6.28: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 75

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
40 15 3,00 246 5,99 MD 6,1
40 15 2,65 262 6,63 MD 4,6
40 15 2,25 285 7,61 MD 3,3
40 15 2,00 303 8,43 MD 2,5

Tabela 6.29: Momentos fletores de flambagem elastica para perfis com by, = 50

M
b, D t Comp. k Modo | (kNm)
25 10 3,00 128 4,74 MD 4,6
25 10 2,65 136 5,20 MD 3,5
25 10 2,25 148 5,90 MD 2,4
25 10 2,00 157 6,48 MD 1,9

Para as barras fletidas, observa-se que a grande maioria dos perfis padronizados
pela ABNT NBR 6335:2003 apresentou instabilidade distorcional. Apenas os perfis Ue
300x85x25x2,25 e Ue 300x85x25x2,00 apresentaram o MLC como critico.
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7. ESFORCOS RESISTENTES DE PERFIS FORMADOS A FRIO EM
INCENDIO

Os esforcos resistentes de elementos estruturais em situagcdo de incéndio podem
ser obtidos por meio de ensaios executados em fornos submetidos a um carregamento
mecanico ¢ com condi¢gdes de aquecimento, a qual, geralmente, é fornecida pelo
incéndio-padrao.

A resisténcia ao fogo de um elemento ¢ fornecida em fun¢do da temperatura a
partir da qual o elemento estrutural apresenta deformacdes excessivas ou perda de
capacidade resistente. Considerando que na pratica emprega-se a curva de incéndio-
padrao para o dimensionamento de estruturas em situacdo de incéndio, a qual nao
apresenta um ponto de temperatura maxima, convenciona-se a ado¢ao de um tempo
ficticio que fornece, por meio da curva de incéndio-padrdo, a temperatura maxima
resistida pelo elemento estrutural. Esse tempo ficticio ¢ conhecido por tempo de
resisténcia ao fogo (TRF).

Devido ao alto custo de realizagao de ensaios para determinar o TRF, ¢ comum a
utilizacdo de simulagdes numéricas em estudos do comportamento de elementos
estruturais em situagdo de incéndio.

Neste capitulo faz-se um estudo numérico do comportamento estrutural de perfis
formados a frio em situagdo de incéndio com a utilizagdo dos recursos proporcionados
por métodos numéricos consagrados. Inicialmente, estuda-se o efeito da plasticidade na
capacidade resistente de perfis formados a frio sujeitos a fendomenos de instabilidade
local e distorcional. Em seguida, verifica-se o efeito do gradiente de temperaturas

devido ao aquecimento nao uniforme da se¢do transversal.

7.1. Efeito da Plasticidade

O efeito da plasticidade na capacidade resistente de perfis formados a frio ¢
estudado com o auxilio dos programas INSTAB e ANSYS. Para este estudo serdo
realizadas comparagdes entre a capacidade portante dos perfis de ago formado a frio
obtidos por meio de dois modelos: elastofragil e elastoplastico. No modelo elastofragil o
material € considerado eléstico-linear e a capacidade resistente do perfil ¢ determinada
pelo critério de von Mises, ou seja, a capacidade resistente ¢ determinada pela forca
aplicada no perfil que produz uma tensdo de von Mises equivalente igual a resisténcia
ao escoamento do aco. No modelo elastoplastico considera-se a nao linearidade do

material conforme as recomendagdes do Eurocode 3 parte 1.2 (2005) e a capacidade
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resistente do perfil é a forga correspondente ao ponto limite obtido por meio da

trajetoria de equilibrio do perfil analisado.

Ressalta-se que o modelo elastofragil pode ser analisado pelos programas

INSTAB e ANSYS. Enquanto que o modelo elastoplastico somente ¢ analisado pelo

programa ANSYS.

Para as analises efetuadas pelo modelo elstoplastico, os redutores, devido a

temperatura, da resisténcia ao escoamento (k,,), da resisténcia correspondente ao

limite de proporcionalidade (k,,) e do modulo de elasticidade (kg ,) adotados nas

analises estdo apresentados na Tabela 5.8.

Tabela 7.1: Fatores de redu¢do segundo o Eurocode 3 parte 1.2 (2005)

Redutor da Redutor da resisténcia | Redutor do

resisténcia ao | correspondente ao limite| modulo de

Temperatura escoamento de proporcionalidade | elasticidade

C) K, = fyﬂ/ f, Koo = fp,g/ f, Key = E,/E
20 1,00 1,0000 1,0000
100 1,00 1,0000 1,0000
200 1,00 0,8070 0,9000
300 1,00 0,6130 0,8000
400 1,00 0,4200 0,7000
500 0,78 0,3600 0,6000
600 0,47 0,1800 0,3100
700 0,23 0,0750 0,1300
800 0,11 0,0500 0,0900
900 0,06 0,0375 0,0675
1000 0,04 0,0250 0,0450
1100 0,02 0,0125 0,0225
1200 0,0000 0,0000 0,0000

Conforme ja discutido no Capitulo 5, o Eurocode 3 parte 1.2 (2005) propde uma

relagdo tensdo-deformacdo para temperaturas elevadas (ver equacdes (5.10) a (5.14))

conforme mostra a Figura 7.1.
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Figura 7.1: Relagdo tensdo-deformacgao para acos a altas temperaturas.
Devido a consideracdo de ndo linearidades geométricas e do material, o
programa ANSYS adota o método de solugdo de Newton Raphson para a solugdao do
sistema de equacdes ndo lineares. Para evitar falhas de convergéncia na solugdo
numérica devido a ndo linearidade do material considerou-se a deformacao especifica

do aco limitada em ¢, ,. Esta limitagdo € justificavel, pois, devido aos fendmenos de

instabilidade local e de plasticidade, os perfis formados a frio ndo apresentam
deformagdes lineares especificas muito elevadas. Utilizou-se, também, um pequeno
endurecimento do material apdés o inicio do escoamento do aco. Assim, a tensao

correspondente ao final do patamar de escoamento ¢ dada pela equacao (1.1).

E
G(gt,g)z fy,€+%(£w—gyﬂ). (1.1)

Apo6s um estudo de convergéncia de malhas, no programa INSTAB, os perfis
foram discretizados em 26 faixas finitas com 8 nds por linha nodal, sendo 2 nos
enrijecedores, 6 nas mesas ¢ 10 na alma. Em relacdo ao programa ANSYS, os perfis
foram modelados com elementos quadrados de casca de quatro nés (Shell 181) com

1,25 mm de lado.

7.1.1. Modo Local de Chapa

Inicialmente, testa-se a influéncia da plasticidade na determinacdo da capacidade
resistente de um perfil de se¢do Ue 100x50x17x1,00, simplesmente apoiado, submetido
a compressao uniforme e com comprimento pequeno igual a L=80 mm, a fim de que o
modo de instabilidade seja o local de chapa (MLC). Considera-se que o perfil seja
constituido de aco ASTM A-570 GR 36 cuja resisténcia ao escoamento ¢ o modulo de
elasticidade a temperatura ambiente sejam iguais a 250 MPa e 200 GPa,

respectivamente. Admite-se uma imperfeicdo geométrica inicial na forma do modo
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critico de instabilidade e com amplitude méxima igual a L/1000, conforme
recomendacdao da ABNT NBR 8800:2008.

A variacdo do deslocamento maximo do perfil (ponto localizado no meio da
alma na secdo do meio do vdo) com a forca aplicada estd apresentada na Figura 7.2.
Como a espessura do perfil é pequena, considera-se que a secdo do perfil esteja
submetida a temperaturas uniformes iguais a 20°C, 200°C, 400°C e 600°C. A Figura 7.2

foi obtida com o programa ANSYS considerando o material elastoplastico (ELP).

35
20°C
30 ==
s / 200°C
Z 20 // 400°C
= ~
: o T
[ /
10 / 600°C
5 = /,'
0
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

Deslocamento (mm)

Figura 7.2: Trajetoria de equilibrio para o pilar com secdo Ue 100x50x17x1,00.

A influéncia da plasticidade na determinagdo da forga normal resistente dos
perfis de aco formado a frio pode ser avaliada por meio da comparagdo entre a trajetdria
de equilibrio obtida por modelos numéricos que consideram o material elastico-linear e
elastoplastico. A Figura 7.3 apresenta trés trajetorias de equilibrio para o pilar com
secao Ue 100x50x17x1,00 submetida a temperatura ambiente, uma curva obtida por
meio do programa INSTAB e as outras duas calculadas pelo programa ANSY'S, sendo
uma obtida com o material eldstico linear e outra com material elastoplastico.

A partir da observagdo da Figura 7.3 pode-se concluir que: (i) para niveis baixos
de carregamento (forcas inferiores a 20 kN) as trés curvas sdo praticamente iguais e (i)
as curvas obtidas pelos programas INSTAB e ANSYS com o material elastico-linear
sdo praticamente iguais para qualquer valor de forca, sendo que os resultados obtidos
pelo ANSYS sdo ligeiramente mais flexiveis quando comparados ao programa

INSTAB. Essa diferenga entre os resultados do programa INSTAB e ANSYS com o
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modelo elastico-linear deve-se a diferenga de teorias de placas utilizadas na formulagao
dos elementos. Enquanto o INSTAB utiliza a teoria de placas finas (Kirchhoff-Love), o
elemento Shell 181, e todos os outros elementos de casca, do programa ANSYS foram

formulados com base na teoria de Reissner-Mindlin.
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s ANSYS - EL e ANSYS - ELP ====INSTAB

Figura 7.3: Comparacdo entre trajetorias de equilibrio para o pilar Ue
100x50x17x1,00 a 20°C.

Verifica-se que a forga correspondente ao aparecimento do ponto limite ¢ igual a
29,72 kN (ponto B), a qual ocasiona uma tensdo de von Mises maxima igual a
resisténcia ao escoamento do ago, conforme mostra a Figura 7.4. O modelo elastofragil
fornece uma forga resistente de 27,02 kN (ponto A) correspondente a uma tensao de von
Mises de 250 MPa. Assim, a estimativa da capacidade resistente por meio do modelo
elastofragil aproxima-se com erro de 9,0% do valor mais rigoroso dado pelo modelo
elastoplastico. Verifica-se que para este pilar, essa diferenga deve-se a influéncia da ndo
linearidade geométrica, da plasticidade e das imperfei¢des geométricas iniciais que

propiciam a perda de rigidez do pilar.
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NODAL SOLUTION

STEP=1
SUB =10
TIME=.704103
SEQV (AVG)
DMX =1.89786
SMN =33.7303
SMX =250

33.7303 81.7902 129.85 177.91 225.97
57.7603 105.82 153.88 201.94 250

Figura 7.4: Distribuicao das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSYS,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢cdo Ue 100x50x17x1,00 a 20°C

Para temperaturas elevadas, as Figuras 7.5 a 7.7 apresentam a distribuicdo das
tensdes de von Mises, obtidas pelo ANSYS, correspondente ao ponto limite para o pilar
com secdo Ue 100x50x17x1,00 submetidos a temperatura uniforme iguais a 200°C,
400°C e 600°C. Observa-se que para o pilar aquecido, neste caso, as tensdes de von

Mises maximas sao inferiores a resisténcia ao escoamento do ago.

NODAL SOLUTION

STEP=1

SUB =10
TINME=.678523
SEQV (AVG)
DMX =1.90574
SMN =29.3927
SMX =225.731

29.3927 73.0233 116.654 160.285 203.915
51.208 94.8386 138.469 182.1

225.731

Figura 7.5: Distribuicao das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSYS,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢do Ue 100x50x17x1,00 a 200°C
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NODAL SOLUTION

STEP=1
SUB =10
TIME=.64122
SEQV (AVG)
DMX =1.90162
SMN =21.5875
SMX =178.559

BN EE—— |

21.5875 56.47
39.028

91.3526 126.235 161.118
73.9113 108.794 143.676 178.559

Figura 7.6: Distribuicao das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSYS,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢do Ue 100x50x17x1,00 a 400°C

1
NODAL SOLUTION

STEP=1
SUB =11
TIME=.648192
SEQV (AVG)
DMX =2.11119
SMN =10.0488
SMX =87.1038

10.0488
18.6105

27.1721 44 .2955 61.4188 78.542
69.9805

1
35.7338 52.8571 87.1038

Figura 7.7: Distribuicao das tensoes de von Mises, obtida pelo ANSY'S,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢do Ue 100x50x17x1,00 a 600°C

As capacidades resistentes obtidas por meio do modelo elastopléstico (ELP) para

as temperaturas de 200, 400 e 600°C estdo apresentadas na Tabela 7.2. Nessa mesma

tabela, mostram-se as forcas resistentes obtidas utilizando o modelo elastofragil (ELF).
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Forg¢a kN | Forga kN
Temperatura °C ELP ELF Diferencga
20 29,7 27,0 9,1%
200 25,8 243 5,8%
400 19,0 18,9 0,1%
600 8,5 8,4 1,2%

Tabela 7.2: Capacidade resistente obtidas pelos modelos ELP e ELF para o pilar
de secao Ue 100x50x17x1,00.

No modelo elastrofragil, a forca normal resistente em temperatura elevada foi
calculada a partir da forca resistente a temperatura ambiente multiplicada pelo
respectivo redutor do moédulo de elasticidade. A estimativa da capacidade resistente a
temperatura ambiente no modelo elastofragil foi obtida quando a forg¢a aplicada no
perfil provoca uma maxima tensao de von Mises proxima a resisténcia ao escoamento
aco a temperatura ambiente.

Para uma melhor avaliagdo da influéncia da plasticidade em pilares que
apresentem o modo local de chapa como modo critico de instabilidade, as Tabelas 7.3 e
7.4 apresentam as capacidades resistentes obtidas por meio dos modelos elastoplastico
(ELP) e elastofragil (ELF) para os pilares de comprimento de 80 mm e com sec¢do
transversal Ue 100x50x17 com espessuras iguais a 2,25 e 2,65 mm. As temperaturas
foram consideradas uniformes na se¢do transversal e iguais a 20, 200, 400 e 600°C.
Admite-se uma imperfeicdo geométrica inicial na forma do modo critico de
instabilidade e com amplitude maxima igual a L/1000.

Tabela 7.3: Capacidade resistente para o pilar com se¢do Ue 100x50x17x2,25

Temperatura | For¢a kN | For¢ca kN
°C ELP ELF Diferenca
20 128,3 1154 10,1%
200 111,9 103,9 7,2%
400 82,7 80,8 2,3%
600 37,5 35,8 4,5%

Temperatura | Forca kN | Forga kN
°C ELP ELF Diferenca
20 152,7 137,4 10,0%
200 136,6 123,6 9,5%
400 112,5 96,2 14,5%
600 51,6 42,6 17,4%

Tabela 7.4: Capacidade resistente para o pilar com se¢do Ue 100x50x17x2,65
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Observa-se que, para todos os pilares analisados, a estimativa da capacidade
resistente obtida pelo modelo elastofragil ¢ sempre a favor da seguranca em relacdao ao
valor mais preciso, o qual leva em consideragao o comportamento elastoplastico do ago.
Além do efeito da plasticidade, as imperfeicdes geométricas iniciais influenciam na
perda de rigidez dos pilares.

Para o perfil Ue 100x50x17x2,65, as temperaturas de 400 e 600°C, as tensoes de
von Mises maximas, obtidas nos pontos limites, foram proximas ao valor das
resisténcias ao escoamento do aco, conforme mostram as Figuras 7.8 e 7.9, por
consequéncia, as forgas resistentes calculadas pelo modelo elastofragil foram mais
conservadoras quando comparadas ao resultado obtido pelo ANSYS considerando o

modelo elastoplastico.

NODAL SOLUTION

STEP=1
SUB =6
TIME=.20983
SEQV (AVG)
DMX =.976867
SMN =119.608
SMX =225.705

119.608 143.185 166.763 190.34 213.917
131.397 154.974 178.551 202.128 225.705

Figura 7.8: Distribuicao das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSYS,
correspondente ao ponto limite para o pilar de secao Ue 100x50x17x2,65 a 400°C
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NODAL SOLUTION

STEP=1

SUB =7

TIME=.218035

SEQV (AVG)

DMX =1.12383

SMN =54.3224

SMX =106.667
| IEEEEEESS——— | I
54.3224 65.9545 77.5867 89.2189 100.851

60.1385 71.7706 83.4028 95.035 106.667

Figura 7.9: Distribuicao das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSYS,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢do Ue 100x50x17x2,65 a 600°C

7.1.2. Modo Distorcional

Estuda-se, agora, o efeito da plasticidade de um perfil de secdo Ue
50x25x10x1,75, simplesmente apoiado, submetido a compressdo uniforme e com
comprimento igual a L=150 mm, a fim de que o modo de instabilidade seja o
distorcional (MD). Considera-se que o perfil seja constituido de ago ASTM A-570 GR
36. Admite-se uma imperfeigdo geométrica inicial na forma do modo de instabilidade
distorcional e com amplitude maxima igual a L/1000, conforme recomendacdo da
ABNT NBR 8800:2008.

Por meio do modelo elastoplastico, a Figura 7.10 mostra a variagdo do
deslocamento maximo do pilar (n6 localizado no meio do vao e na jungcdo da mesa
superior com o enrijecedor) em funcao da forca normal aplicada e da temperatura. A
elevagdo da temperatura na se¢do transversal de 20°C para 600°C provoca uma redugdo

de 73% na capacidade resistente do pilar.
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Figura 7.10: Trajetorias de equilibrio para o pilar com se¢dao Ue
50x25x10x1,75.

As trajetorias de equilibrio obtidas pelos programas INSTAB e ANSYS,
considerando os modelos elastofragil e elastoplastico, para o pilar de secdo Ue
50x25x10x1,75 submetido a uma temperatura uniforme de 200°C estdo ilustradas na
Figura 7.11.

Observa-se que para forgas abaixo de 30 kN, as quais estdo em regime elastico,
as trés trajetdrias sdo coincidentes. Na fase pos-critica, as curvas obtidas com o modelo
elastofragil sdo praticamente as mesmas para qualquer valor de forga, embora para
forgas superiores a 200 kN haja uma ligeira diferenca entre elas.

Quando a forga aplicada no pilar ¢ igual a 45,43 kN, a qual corresponde a
capacidade resistente do pilar, praticamente todo o perfil estd submetido a uma tensao
de von Mises de 228,03 MPa, a qual ¢ proxima a resisténcia ao escoamento do ago a
200°C (fy200=250 MPa), conforme mostra a Figura 7.12. Utilizando o modelo
elastofragil com limite de tensdo igual a 250 MPa, obtém-se a for¢a normal resistente a

temperatura ambiente igual a 46,73 kN.
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Figura 7.11: Comparacdo entre trajetdrias de equilibrio para o pilar Ue
50x25x10x1,75 a 200°C.

NODAL SOLUTION

STEP=1

SUB =8

TIME=.108019
SEQV (AVG)
DMX =1.01082
SMN =91.6239
SMX =228.031

— |
91.6239 121.937 152.249 182.562 212.874
106.78 137.093 167.405 197.718 228.031

Figura 7.12: Distribui¢do das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSYS,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢cdo Ue 50x25x10x1,75 a 200°C

As forgcas normais resistentes para o pilar com secdo transversal Ue

50x25x10x1,75 obtidas por meio dos modelos elastoplastico e elastofragil para as

temperaturas de 20, 200, 400 e 600°C estdo apresentadas na Tabela 7.5.
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Tabela 7.5: Capacidade resistente obtidas pelos modelos ELP e ELF para o pilar

de secao Ue 50x25x10x1,75.

Forca kN | Forga kN
Temperatura °C ELP ELF Diferenca
20 52,0 46,7 10,2%
200 454 421 7,3%
400 37,5 32,7 12,8%
600 17,0 14,5 14,7%

Para ambas temperaturas de 400 e 600°C o modelo elastofragil, como esperado,

se mostrou conservador quando comparadas ao modelo elastoplastico. Nesses casos, as

tensdes maximas de von Mises, obtidas pelo modelo elastoplastico, sdo proximas as

resisténcias de escoamento do ago nas temperaturas de 400°C (fy400=250 MPa) e 600°C

(fy,600=117,50 MPa) conforme mostram as Figuras 7.13 e 7.14, respectivamente.

NODAL SOLUTION

STEP=1

SuB =7
TIME=.114572
SEQV (AVG)
DMX =2.80329
SMN =5.58994
SMX =232.542

I 20 s

5.58994 56.0238
30.8069

I
207.325
08

232.542

Figura 7.13: Distribui¢do das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSY'S,
correspondente ao ponto limite para o pilar de se¢cao Ue 50x25x10x1,75 a 400°C
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NODAL SOLUTION

STEP=1

SUB =5
TIME=.117253
SEQV (AVG)
DMX =2.47334
SMN =5.41575
SMX =106.28

5.41575
16

27.83
6229

| B
50.2442
39.0371

72.6585

61.4513

I
95.0727
56

106.28

Figura 7.14: Distribui¢do das tensdes de von Mises, obtida pelo ANSY'S,
correspondente ao ponto limite para o pilar de secdo Ue 50x25x10x1,75 a 600°C

Verifica-se, também, a capacidade resistente de pilares com se¢des transversais

Ue 50x25x10x2,25 e Ue 50x25x10x2,65. A fim de os pilares apresentarem o modo

distorcional como critico, consideram-se esses pilares simplesmente apoiados e de

comprimento igual a 150 mm. A imperfeicao geométrica inicial adotada foi na forma do

modo de instabilidade distorcional e com amplitude maxima igual a L/1000, onde L ¢ o

comprimento do pilar. As Tabelas 7.6 e 7.7 mostram as capacidades resistentes para os

pilares analisados em temperatura ambiente e elevados, considerando os modelos

elastopléstico e elastofragil.

Tabela 7.6: Capacidade resistente para o pilar com se¢ao Ue 50x25x10x2,25

Temperatura | For¢a kN | For¢a kN
°C ELP ELF Diferenca
20 67,0 61,0 9,0%
200 60,0 54,9 8,5%
400 53,6 42,7 20,3%
600 25,0 18,9 24.4%
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Tabela 7.7: Capacidade resistente para o pilar com se¢ao Ue 50x25x10x2,65

Temperatura | Forca kN | Forca kN
°C ELP ELF Diferenca
20 79,0 69,8 11,6%
200 71,6 62,8 12,3%
400 66,9 48,9 26,9%
600 314 21,6 31,2%

Os resultados obtidos pelo modelo elastofragil se mostraram conservadores em
relacdo aos valores obtidos por meio do modelo elastoplastico. Como se pode notar, em

geral, para espessuras maiores o efeito da plasticidade ¢ maior.

7.2. Comparac¢io com a Proposta da NBR 14323
A proposta de revisdo da ABNT NBR 14323 (2011) apresenta algumas

recomendacdes relativas ao dimensionamento de perfis de aco formados a frio em
situacdo de incéndio, com base nas recomendagdes do Eurocode 3 parte 1.2 (2005)
conforme foi discutido no capitulo 5 desta Tese.

Alguns autores, tais como Zhao et al (2005) ¢ Knobloch et al (2010), afirmam
que a utilizacdo dos redutores da resisténcia ao escoamento relativo a 0,2% da
deformagdo especifica plastica residual no dimensionamento de perfis formados a frio,
proposta pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005), ocasionam capacidades resistentes contra a
seguranga.

Diante desse fato, nas Tabelas 7.8 a 7.10 sdo comparadas as forgas resistentes
para os pilares que apresentem o modo local de chapa (MLC) como modo de
instabilidade critico, obtidas com o modelo elastoplastico, as quais julgam serem mais
precisas, com as capacidades portantes calculadas de acordo com a proposta apresentada
no capitulo 5 (item 5.3) desta Tese. Na ultima coluna dessas tabelas ¢ fornecido um
valor de k; para que a forca resistente calculada por meio da metodologia apresentada
no capitulo 5 resulte em um valor igual a capacidade resistente obtida pelo ANSYS.

O calculo da area efetiva a temperatura ambiente foi efeituado com base no

método da secao efetiva conforme recomendado pela ABNT NBR 14762:2010.
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Tabela 7.8: Capacidade resistente para o pilar com se¢do Ue 100x50x17x1,75

TEMPERATURA | FORCA | FORCA
°C kN ELP | kN NBR ko
20 87,53 88,47 1,00
200 75,69 78,74 0,85
400 52,50 57,50 0,59
600 23,50 26,54 0,26

Tabela 7.9: Capacidade resistente para o pilar com secdo Ue 100x50x17x2,25

Temperatura | For¢a kN | Forca kN
°C ELP NBR Ko
20 128,33 126,07 1,00
200 111,91 112,20 0,887
400 82,67 81,94 0,65
600 37,48 37,82 0,297

Tabela 7.10: Capacidade resistente para o pilar com secao Ue 100x50x17x2,65

Temperatura For¢a kN | For¢a kN
°C ELP NBR ke
20 152,72 148,48 1,00
200 136,64 132,15 0,92
400 112,51 96,51 0,757
600 51,58 44,54 0,347

Observa-se que para o perfil formado pela parede mais esbelta, a conclusao
obtida por Zhao et al (2005) quanto a falta de seguranga no uso dos redutores
recomendados pelo Eurocode 3 parte 1.2 (2005) ¢ verificada. Para os perfis com parede
menos esbelta, entretanto, os redutores sdo adequados e favoraveis a seguranca. Mais
estudos devem ser desenvolvidos para encontrar redutores k; mais precisos. Ressalta-se
que as areas efetivas das secdes dos pilares Ue 100x50x17x2,25 ¢ Ue 100x50x17x2,65

sdo iguais as areas das segdes brutas.

7.3. Gradiente Térmico

Para efeito de mostrar o uso do ATERM e do INSTAB em sequéncia, estuda-se,
agora, o efeito da distribui¢do de temperaturas no comportamento pos-critico do pilar de
aco formado a frio com se¢do Ue 100x50x17x2,00 biapoiado. O comprimento do pilar é

igual a 80 mm, a fim de o modo critico ser o MLC com um semi-comprimento de onda.
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Admite-se que apenas a face externa da mesa inferior do perfil esteja exposta ao

incéndio, simulando, por exemplo, um pilar em contato com paredes. Considera-se que

a temperatura inicial do perfil ¢ igual a 20°C e o incéndio ¢ modelado por meio da

curva-padrao ISO-834 (ABNT NBR 5628:2001). A Figura 7.15 mostra a distribuicdo de

temperaturas obtidas pelo programa ATERM para os tempos de 5, 10 e 15 minutos de

exposicao da mesa inferior ao incéndio. Utilizaram-se elementos quadrados de 1,0 mm

de lado.

Temperatura

360.09
I 323.63
287.17

- 250.71
- 214.26

- 177.8

- 141.34

104.88
68.42
31.961

—

(a)

Temperatura

585.56
I531,52
477.49

-423.46
- 369.43
- 3154

- 261.37

207.33
153.3
99.27M

|

(b)

Temperatura
685.94
l 630.37
574.79
-519.22

- 463.85
- 408.07

- 352.5

296.92
241.35
185.77

|

Figura 7.15: Distribui¢do de temperaturas aos (a) 5 minutos, (b) 10 minutos e

(a) 15 minutos.

Por meio da andlise linear de estabilidade obtida pelo programa INSTAB,

verifica-se a variacdo da tensdo critica de bifurcagdo em funcdo do pardmetro

geométrico a/by, (relagdo do comprimento do perfil e a largura da alma) e do tempo de

exposicao ao incéndio, conforme mostra a Figura 7.16.
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Figura 7.16: Variacdo da tensdo critica de bifurcagdo em funcao do parametro
geométrico a/by, e o tempo de exposi¢ao ao incéndio

Para tempos de exposi¢des ao incéndio inferiores a 5 minutos, verifica-se que o
modo de instabilidade ¢ o MLC. Com o aumento do tempo de exposi¢ao ao incéndio, o
ocorre uma perda de rigidez na parte inferior do perfil e o modo de instabilidade
distorcional passa a ser condicionante. Para o perfil com 320 mm de comprimento, a
Figura 7.17 mostra as configuragdes dos modos de instabilidade para os tempos de 5, 10

e 15 minutos de exposi¢do da mesa inferior ao incéndio.

(2) () (c)

Figura 7.17: Modos de instabilidade criticos para (a) 5 minutos, (b) 10 minutos
e (¢) 15 minutos. Ilustra¢des obtidas com o programa INSTAB

A trajetoria de equilibrio foi obtida pelo programa INSTAB considerando uma
imperfeicdo geométrica inicial na forma do modo local de chapa, sendo que o
deslocamento no meio do vao e na metade da altura da alma ¢ igual a 0,08 mm. A

reducdo do mddulo de elasticidade decorrente da temperatura foi considerada, de forma
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automatica, em cada faixa finita de acordo com a temperatura obtida pelo programa
ATERM. No modo atual, o INSTAB ainda ndo considera os esfor¢os internos
decorrentes das deformacdes térmicas restringidas. De modo a haver compatibilidade
entre as malhas utilizadas nas andlises térmica e estrutural, a largura das faixas foi
considerada igual a 1,0 mm.

O deslocamento do no localizado no meio do vao e na metade da altura da alma
em funcdo da for¢a de compressdao aplicada e do tempo de exposicdo ao incéndio €
apresentado na Figura 7.18.

400

Ambiente
350 /// 5-minutos
300 / /
10 minutos
250 /////
5200 / é'/
(=]
%/ = 15 minutos
4/
100
50
0
0.00 1.00 2.00 3.00 4.00 5.00 6.00

Deslocamento (mm)
Figura 7.18: Trajetoria de equilibrio em funcdo do tempo de exposi¢ao ao
incéndio

Na Figura 7.18, o ponto de inflexdo das curvas (ponto em que elas invertem a
embocadura) corresponde a forga critica de instabilidade; a partir desse ponto se inicia a
fase pos-critica. Em 15 minutos de exposi¢ao ao incéndio, por exemplo, a reducio da
forca critica de instabilidade ¢ da ordem de 38% em relag@o a temperatura ambiente (de
182,9 kN para 112,7 kN). As trajetorias de equilibrio conduzem, evidentemente, a
forcas reduzidas em fun¢do do tempo de exposi¢do ao fogo.

Para 5 minutos de exposi¢do ao incéndio verifica-se que o gradiente térmico
varia de 31,69°C a 360,1°C (ver Figura 7.15a). A Figura 7.19 mostra duas trajetorias de
equilibrio (i) uma adotando a temperatura uniforme e igual a 360,1°C na se¢do
transversal e outra (ii) adotando o gradiente térmico (curva ja apresentada na Figura
7.18).

Como se esperava, a variacdo da temperatura na se¢do transversal resulta em

forga critica de instabilidade superior ao se comparar com a forga para a secao
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submetida a temperatura uniforme e igual a temperatura maxima verificada na analise

térmica.

400.00

350.00

300.00

250.00

200.00

Forg¢a (kN)

150.00

100.00

50.00

0.00

// S-minutos
//
~ "
/ / Temperatura
>l / ullifUl 18197
///
0.00 1.00 2.00 3.00 4.00 5.00

Deslocamento (mm)

6.00

Figura 7.19: Comparag¢ao da trajetéria de equilibrio com temperatura uniforme

e com gradiente térmico.
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8. CONCLUSOES E RECOMENDACOES

8.1. Conclusoes

O objetivo desta Tese de Doutorado foi o de criar ferramentas computacionais
destinadas a analise termestrutural de pilares de aco formados a frio em situacdo de
incéndio. Essas ferramentas sdo dois programas computacionais, desenvolvidos em
linguagem Fortran 90, denominados ATERM e INSTAB.

Pesquisas internacionais indicam que os redutores de resisténcia para altas
temperaturas desses perfis sdo inferiores aos redutores dos perfis laminados e soldados
recomendados pelo Eurocode. Nas aplicagdes feitas nesta Tese, isso se confirmou para
chapas finas (da ordem de 1,75 mm), no entanto, para chapas acima de 2 mm os
resultados determinados pelo procedimento normatizado foram satisfatorios e até
favoraveis a seguranga. Neste trabalho, para fins de normatizacdo brasileira, foi
proposta, com base nas recomendacdes do Eurocode, uma metodologia simplificada
para o dimensionamento de perfis formados a frio em situagdo de incéndio.

Para realizar a andlise térmica bidimensional em regime transiente, foi
desenvolvido o programa de computador ATERM, validado, por meio de exemplos, com
o programa sueco de computador Super TempCalc. O ATERM pode ser empregado
para qualquer material e para qualquer modelo de incéndio. A fim de acoplar ao
ATERM, foi desenvolvido um moédulo adicional, denominado de ATERM-DIM, que,
com base em prescrigdes normatizadas, determina em regime plastico o momento fletor
resistente de vigas de aco continuamente travadas em fung¢do da reducdo das
propriedades mecanicas decorrentes da elevacdo da temperatura.

Para realizar a andlise ndo linear geométrica em situagdo de incéndio, foi
desenvolvido o programa de computador INSTAB com o emprego do método das
faixas finitas splines. Esse método foi escolhido, em vista da maior facilidade da
discretizagao dos perfis e pela eficiéncia computacional, em comparacao ao método dos
elementos finitos. O programa desenvolvido considera, atualmente, material de
comportamento elastofragil (eldstico-linear com interrup¢do em uma determinada
resisténcia). A resisténcia e o mddulo de elasticidade variam com a temperatura. Antes
de efetuar a andlise ndo linear geométrica, o programa INSTAB realiza a anélise linear
de estabilidade, onde sdo determinadas a forca critica e o respectivo modo de
instabilidade, o qual é imposto como imperfeicdo geométrica inicial na analise ndo

linear geométrica. O INSTAB foi validado com resultados obtidos na literatura
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cientifica e pelo programa ANSYS empregando material de comportamento elastofragil.
Nao foi encontrado, na literatura pesquisada, qualquer outro programa com as
caracteristicas do INSTAB.

Os perfis formados a frio sdo muito esbeltos e, como consequéncia, o projeto
desses elementos estruturais a temperatura ambiente é, em geral, governado pelo estado
limite ultimo de instabilidade sem atingir o patamar de escoamento. Foram realizadas
algumas simulagdes para a situacdo de incéndio e a forga resistente obtida por meio do
INSTAB foi comparada a calculada com o ANSYS empregando material elastoplastico,
de modo a avaliar o efeito da plasticidade no esforgo resistente desses pilares. Apesar da
grande diferenga entre os dois modelos, confirmou-se que, para todos os pilares
analisados, a capacidade resistente obtida pelo INSTAB ¢ sempre a favor da seguranca
em relacdo a obtida pelo ANSYS. Ressalta-se, no entanto, que o efeito da
elastoplasticidade ¢ consideravel (hd grande variabilidade em torno de 10%) e visando
projetos mais economicos ela deveria ser aproveitada. O INSTAB, no estagio atual,
pode ser empregado para pré-dimensionamentos.

Para os perfis de aco formados a frio submetidos a gradiente térmico, como por
exemplo nos perfis onde somente uma mesa ¢ aquecida, observou-se que o modo critico
de instabilidade ser alterado em func¢do do tempo de exposi¢do ao incéndio. Isto pode
ser explicado pela diminuicao de rigidez das chapas de ago aquecidas.

A ABNT NBR 14762:2010 recomenda a consideracao da instabilidade por
distor¢cdo no dimensionamento de perfis formados a frio a temperatura ambiente, no
entanto, nao apresenta uma formulagdo que permita a determinacdo da forca normal
associada a instabilidade distorcional desses perfis Como atividade adicional ao
objetivo da Tese, empregando-se o INSTAB, obteve-se as forcas criticas, a temperatura
ambiente, e os respectivos modos de instabilidade de todos os perfis tabelados na
ABNT NBR 6335:2003, submetidos a compressdo e a flexdo, o que permitird seu

dimensionamento.

8.2.  Sugestoes para Trabalhos Futuros

Para trabalhos futuros, recomenda-se a implementagao, no programa INSTAB,
da elastoplasticidade do aco e da consideracao dos efeitos das restricdes as deformagdes
térmicas.

Devem ser feitos estudos de outras segdes transversais para o melhor

entendimento desses perfis em situagdo de incéndio, a fim de procurar redutores de
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resisténcia adequados para permitir o dimensionamento simplificado de perfis formados
a frio em situagao de incéndio.

Recomenda-se efetuar analises ndo lineares de estabilidade, por meio dos
programas INSTAB e ANSYS, de perfis formados a frio submetidos a flexdo pura e a
flexocompressdo. Podem ser analisados os efeitos da variagcdo de temperatura ao longo
da sec¢do transversal e as restri¢des as deformacgdes térmicas no comportamento de vigas
de aco formadas a frio em situagdo de incéndio.

Em relag@o ao programa de andlise térmica desenvolvido nesta Tese, ATERM,
podem ser incorporados elementos finitos sélidos na formulagdo desenvolvida para a
analise térmica de estruturas tridimensionais.

Estender o programa ATERM-DIM para o dimensionamento de vigas de
concreto e pilares mistos de aco-concreto em situagdo de incéndio com base em

procedimentos normatizados.
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