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Truth is subject to too much analysis.

The function of science fiction is not
always to predict the future but

sometimes to prevent it.
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RESUMO

Este estudo estende a abordagem micromecénica baseada em células
computacionais e a abordagem baseada em deformacao utilizando o critério de
CTOA para descrever extensao ductil de trincas longitudinais em dutos de acgos de
elevada tenacidade sob alta pressao. Ensaios laboratoriais realizados em agos API
5L X60 e X70 utilizando corpos-de-prova padronizados de fratura com trinca
profunda, produzem os resultados necessarios para medir as curvas de resisténcia
a propagacao de trincas e calibrar os parametros dos modelos de Gurson e CTOA
para estes materiais. O foco central deste trabalho é a aplicacdo da metodologia de
células computacionais e o critério de CTOA para prever as pressoes de colapso
medidas experimentalmente em dutos de paredes finas contendo trincas
longitudinais. O programa experimental inclui espécimes pré-trincados com 508
mm (20”) e 219 mm (8 5/8”) com diferentes profundidades de trincas. Foram
conduzidas analises de elementos finitos, sob estado plano de deformacoes e no
contexto 3D pleno utilizando modelos detalhados dos dutos para descrever a
extensao de trinca com o incremento de pressdo. As simulacoes numéricas
demonstram a eficiéncia e limitagoes de ambas as abordagens para descrever a
resposta de crescimento de ductil e prever a pressdo de colapso para os dutos
testados. Enquanto o critério de CTOA ainda parece ter limitada aplicabilidade
para prever o comportamento ductil dos dutos, a previsao da resposta ductil do
dutos pré-trincados utilizando o modelo de células computacionais mostrou boa

concordancia com as pressoes de colapso medidas experimentalmente.
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ABSTRACT

This study extends a micromechanics approach based upon the
computational cell methodology incorporating the Gurson model and a
deformation-based approach using the CTOA criterion to describe ductile crack
extension of longitudinal crack-like defects in high pressure pipeline steels.
Laboratory testing of API 5L. X60 and X70 steels at room temperature using
standard, deeply cracked fracture specimens provides the data needed to measure
the crack growth resistance curve and to calibrate the Gurson and the CTOA
parameters for these materials. A central focus of the paper is the application of
the cell methodology and the CTOA criterion to predict experimentally measured
burst pressures for thin-walled gas pipeline containing longitudinal cracks. The
experimental program includes precracked pipe specimens with 508 mm (20
inches) O.D. and 219 mm (8 5/8 inches) O.D. with varying crack depth to thickness
ratios (at). Plane-strain and full 3D computations are conducted on detailed finite
element models for the pipe specimens to describe crack extension with increased
pressure. The numerical simulations demonstrate the effectiveness and
limitations of both approaches to describe crack growth response and to predict the
burst pressure for the tested pipes. While the CTOA criterion still appears to have
limited applicability to predict ductile cracking behavior for the pipe specimens,
the cell model predictions of the ductile response for the precracked pipes show

good agreement with experimentally measured burst pressures.
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INTRODUCAO 1

Nas ultimas décadas houve um rapido aumento na producao mundial de petréleo
e gas natural associado a grande demanda energética e de matérias primas. Esta
demanda vem provocando um aumento significativo no consumo nacional de dleo,
gas e derivados claros e leves (gasolina, diesel, nafta, etc) e, conseqiientemente, um
aumento na utilizacdo de dutos de grande vazao para transporte de tais insumos.
No Brasil, o crescimento da malha dutoviaria teve como alavanca o crescimento
continuo da producao de petréleo e a maior utilizacao do gas natural na matriz
energética nacional. Dados da Agéncia Nacional de Petréoleo (ANP) [1] mostram
que na década passada a producao de petréleo aumentou cerca de 75% no pais,
saltando de 36.6 milhoes m?3 extraidos em 1990 para mais de 63.9 milhées de m?
em 1999. No mesmo periodo houve aumento no consumo de gas natural, de 2.4
bilhoes de m3 em 1990 para mais de 5.3 bilhées de m? em 1999 (um acréscimo de
120%). De acordo com estimativas recentes da PETROBRAS [2], hé previsdo de
crescimento no consumo médio nacional para volumes superiores a 0.35 milhoes
de m3 por dia (2.2 milhées de barris de petréleo por dia) em 2006. O crescimento
da producao de petrdleo representa um aumento na producao nacional de 4% ao
ano entre os anos de 2000 a 2005, com grande participacao nos derivados chamados

de claros e leves [1].

Este crescimento de consumo tem exigido nao s6 a utilizacdo intensiva da
malha dutovidria ja existente no pais, como vem também impulsionando seu
crescimento e a extensao da vida ttil das linhas ja instaladas. Recentemente,
Brasil e Bolivia concluiram o projeto GASBOL com a construcao de um gasoduto
de mais de 3000 km entre os dois paises, e a PETROBRAS projeta uma expanséo
ainda mais significativa da malha nacional nos préximos anos: dos atuais 15 mil
para mais de 21 mil km de dutos [2]. Além do aumento da producao e da demanda
de consumo de petréleo e derivados, o crescimento da malha dutoviaria no pais é
motivado também pelo envelhecimento e a necessidade de substituicdo das linhas

instaladas. Atualmente, estima-se que 40% das linhas em operacao no Brasil ja
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tenham ultrapassado sua vida de projeto de 20 anos [3]. Neste sentido, sob o
aspecto especifico de avaliacao de integridade estrutural, a necessidade de
seguranca em sistemas dutoviarios tem por objetivo aumentar a confiabilidade
operacional de dutos, aumentar a vida 1til da malha ja instalada e minimizar

riscos de vazamentos.

A regido Sudeste e, particularmente, o Estado de Sao Paulo surgem como um
elemento-chave no panorama energético e dutovidario Dbrasileiro.
Aproximadamente 80% de toda producao nacional de petréleo provém da Bacia de
Campos no Estado do Rio de Janeiro enquanto o Estado de Sao Paulo concentra
a maior capacidade de refino brasileira (cerca de 40% da produciao de gasolina
nacional) nas Refinarias de Paulinia (REPLAN), Vale do Paraiba (REVAP),
Capuava (RECAP) e Cubatao (RPBC). Além disto, as recentes descobertas de gas
natural na bacia de Santos transformaram o Estado de Sao Paulo na maior
provincia de gas do Brasil, o que deve aumentar significativamente o consumo
deste combustivel pela induastria da regiao Sudeste. A Fig. 1 mostra a malha
dutoviaria instalada no Estado de Sao Paulo para transporte de gas natural, onde

grande parte da tubulacéo atinge o didmetro de 36”.

Em 2001, segundo dados da ANP [4], a infra-estrutura dutoviaria brasileira
era composta por 568 linhas de dutos destinados a movimentacgao de petréleo,
derivados, gas natural e outros produtos. Estes dutos totalizaram 15,200km em
extensao, a maior parte concentrada na regiao centro-sul do pais. A Fig. 2 mostra

um panorama da malha dutoviaria brasileira.

Em funcao desta significativa expansao, estao sendo utilizadas configuracoes
de dutos com grandes didmetros e paredes finas, que representam um avanco
tecnologico e resultam em um melhor desempenho econdmico das linhas.
Entretanto, é preciso considerar que tais configuracoes trazem complicacoes
operacionais e riscos ambientais maiores. O aumento da resisténcia mecanica do
material permite a operacgao da linha de dutos em pressées mais elevadas, sem a
ocorréncia de colapso plastico da estrutura. Entretanto, pressoes elevadas geram

um estado de tensoes bastante severo sobre um defeito (ou trinca) potencialmente
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Figural Malha dutovidria instalada no Estado de Sdo Paulo para
transporte de gas natural [5].

presente no material do duto; a extensao estavel deste defeito sobre uma parede
de espessura reduzida pode levar a falha da estrutura, j4 que a margem de
propagacao é menor. Assim, a identificagdo, o monitoramento do crescimento e a
determinacao precisa do tamanho critico dos defeitos tornam-se de fundamental
importancia para a operacao segura de sistemas dutoviarios modernos.
Evidentemente, é preciso também considerar que a falha nestas tubulacoes libera
grande quantidade de 6leo, derivados e gas, podendo acarretar danos ambientais
e humanos de grandes proporcoes. Os acidentes envolvendo alguns oleodutos da
PETROBRAS evidenciam a importancia e necessidade de desenvolvimento de
tecnologias adequadas a avaliacdo robusta do comportamento mecanico destas
estruturas e do impacto de defeitos (trincas originadas a partir de corrosao
localizada, falhas em juntas soldadas, etc.) sobre a integridade do material. Dentre
os acidentes, um dos mais notérios foi o rompimento de um oleoduto na Baia de

Guanabara em 18 de janeiro de 2000 com o vazamento de 1,29 milhao de litros de
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Figura 2 Malha dutovidria brasileira [6].

6leo e enormes prejuizos e danos ambientais a regidao de influéncia da Baia,

particularmente a fauna e flora das areas de manguezais.

As falhas em dutos de transporte, além de potencialmente causarem graves

danos a comunidade e ao meio ambiente, causam enormes prejuizos econdmicos,

4
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pois o custo operacional envolvido na recuperacao destas falhas é elevado, uma vez
que o reparo e o recondicionamento das linhas sdo complicados e normalmente
requerem longos periodos de tempo para sua conclusao. Deve-se destacar que
longos periodos de interrupg¢ao na operacao de linhas de dutos na industria do

petréleo acarretam enormes prejuizos por lucros cessantes [7].

Nas construcoes dos novos dutos terrestres empregam-se tubos de aco de alta
resisténcia e grandes didmetros, 20”-32” (508-813mm), que operam sob alta
pressao, permitindo um ganho de produtividade tanto pelo aumento do volume de
fluido transportado, quanto pela reducao do peso da estrutura, devido a menor
espessura de parede. Isto s6 se tornou possivel com o desenvolvimento continuo de
graus mais elevados de acos microligados classe API, com caracteristicas de

soldabilidade, resisténcia mecanica e tenacidade cada vez melhores.

Varios procedimentos de engenharia foram desenvolvidos pela indistria e
por 6rgaos reguladores em diversos paises do mundo para avaliar a integridade de
estruturas contendo defeitos [8,9,10,11]. Entretanto, devido a complexidade das
condicoes reais de carregamento, o estudo analitico e a quantificacao de valores de
tenacidade de uma estrutura especifica sao bastante caros e demorados. Outra
questao importante é a dificuldade da transferéncia de resultados obtidos em
laboratorios através de corpos-de-prova padronizados para estruturas em
operacao que contém defeitos. Conseqiientemente, estes procedimentos envolvem
um elevado grau de conservadorismo em suas anélises e nem sempre os resultados
obtidos sdo economicamente viaveis, eventualmente condenando estruturas que

ainda permitiriam operacio segura.

Estas questoes vém motivando o desenvolvimento de diversas metodologias
para o tratamento da fratura ductil de materiais estruturais. Entre estas novas
metodologias, as mais robustas consideram o acoplamento de modelos
micromecanicos do mecanismo de falha do material ao regime macroscopico da
estrutura (abordagem local ou local approach). Estes modelos empregam equacoes
constitutivas para descrever a evolucdo do dano imposto ao material e,

conseqlientemente, as varias etapas fenomenolégicas do dano (nucleacéio,
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crescimento e coalescimento de cavidades) e a perda de resisténcia do material.
Nesta abordagem utilizam-se simulacoes numéricas (método dos elementos
finitos) baseadas em equacodes calibradas (com resultados experimentais obtidos
sobre o material da estrutura) para derivar um critério de falha realistico. Este
critério é baseado tanto na real configuracido geométrica da estrutura e nas
caracteristicas do carregamento aplicado, quanto em aspectos fenomenolégicos do
mecanismo de falha predominante no material. Esta abordagem localizada do
processo de fratura (local approach) tem-se mostrado como uma alternativa viavel
capaz de lidar com os efeitos de carga e geometria na resisténcia a fratura de

estruturas.

O objetivo central deste trabalho é a investigagao numérica dos modelos de
células computacionais e o critério CTOA (Crack Tip Opening Angle) aplicados
para a avaliacdo da extenséao ductil de trincas e a previsoes de pressao de colapso
em dutos contendo defeitos planares longitudinais. O foco é estender a metodologia
micromecéanica de forma robusta para a previsao da extensao ductil de fraturas em
dutos utilizando Curvas J-Aa para calibrar os parametros dos modelos
computacionais utilizados na previsao do comportamento a fratura ductil de dutos
contendo defeitos. Os resultados experimentais provenientes de testes
hidrostaticos sao utilizados para verificar a aderéncia dos modelos numéricos ao

comportamento real das estruturas estudadas.

Este trabalho é dividido da seguinte forma: a Se¢ao 2 discute as metodologias
atualmente utilizadas para a previsao da pressao de colapso em dutos; a Secao 3
apresenta a fundamentacao fenomenoldégica da fratura ductil necessaria a
formulacao micromecénica; a Secao 4 mostra a implementacdo numérica do
modelo de células computacionais e do modelo CTOA para simular a fratura e
extensao de trincas sob Modo I de deformacdo em materiais dicteis e os
procedimentos de calibracéo dos parametros de células (D e f;)) e do CTOA (6;e 0p)
as Secoes 5 e 6 apresentam as medicoes experimentais para os materiais
estudados, que posteriormente serdo utilizadas nas analises numéricas e as
previsoes de pressao de colapso utilizando o procedimento BS:7910 [10]; a Secao

7 apresenta os resultados de analises numéricas 2D empregando as metodologias
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de células computacionais e CTOA para simular a propagacao ductil de defeitos
planares (longitudinais) em dutos (tipicamente empregados em gasodutos e
oleodutos) fabricados em aco estrutural API 5L X60 e X70 com diferentes
geometrias; a Secao 8 explora a sensibilidade e numérica e mecanica dos modelos
de células computacionais e CTOA na aplicacao de previsao de colapso em dutos;
a Secao 9 apresentas os resultados numéricos 3D empregando a metodologia de
células computacionais para simular a propagacao de trincas em dutos em
contexto 3D pleno; a Secao 10 apresenta as principais conclusoes e observacoes
finais deste trabalho e os Apéndices incluem detalhes adicionais relativos ao

desenvolvimento metodolégico apresentado neste estudo.
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AVALIACAO DA INTEGRIDADE ESTRUTURAL DE
DUTOS ATRAVES DE METODOLOGIAS
CONVENCIONAIS 2

Metodologias preditivas para garantia da seguranca e quantificacdo do impacto de
defeitos (e.g., trincas na forma de defeitos de soldagem, corrosoes localizadas,
inclusoes, delaminacoes, etc.) em dutos e risers submarinos para transporte de dleo
e gas representam um elemento central em analises de integridade estrutural.
Estas analises incluem decisées de reparo, programas para extensao da vida tutil
de instalacoes terrestres e maritimas, aumento da capacidade de dutos em
operacao, critérios de inspecao, etc. Procedimentos convencionais utilizados para
avaliacdo da integridade estrutural de dutos geralmente utilizam critérios
simplificados incorporando mecanismos de colapso plastico e as propriedades
mecéanicas (tensdo de escoamento) do material [18,19] ou uma combinacao de
parametros de mecénica da fratura linear-elastica com o colapso plastico (e.g.
FADs). Estes métodos estabelecem critérios de aceitacao de defeitos baseados em
dados experimentais limitados a acos estruturais de baixa resisténcia, os quais
nao refletem o mecanismo de falha real (e.g., incorporacdo adequada do
crescimento estavel do defeito macroscopico antes do colapso do duto) nem
consideram requisitos especificos para acos estruturais de alta resisténcia
correntemente em uso. Assim, estes procedimentos geram resultados bastante
conservadores e muitas vezes condenam estruturas que poderiam continuar em

operacao com elevado indice de seguranca.

O comportamento a fratura ductil de materiais estruturais, (e.g., acos
ferriticos microligados), particularmente os acos empregados nas construcoes de
dutos para transporte de gas e O6leo, operando em temperaturas acima da
temperatura de transicdo ductil-fragil representa um fator central para
procedimentos robustos de avaliacao de seguranca (e.g., impacto de defeitos sobre
a integridade estrutural) e extensdo da vida operacional de estruturas criticas,

incluindo instalagoes nucleares, maritimas e petroliferas. Acos estruturais para
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vasos de pressao e linhas de dutos geralmente exibem significante aumento da
tenacidade a fratura, que pode ser caracterizada pela Integral J [17,20]. Este
crescimento de trinca é freqiientemente acompanhado por grande aumento da
plasticidade do material em relacao a frente da trinca. Conseqiientemente, uma
estrutura ductil contendo um defeito continua a suportar elevados niveis de carga

mesmo apoés a iniciacao e propagacao estavel da fratura.

2.1 Defeitos e Modos de Falhas em Dutos

O extensivo uso de dutos de transporte de fluidos inflaméveis associado com
grandes malhas dutoviarias necessitam de programas de inspecao e
regulamentacao adequada para que nao haja acidentes ou vazamentos. Um dos
programas mais bem sucedidos do mundo é o do Canada, onde estdo em operacao
mais de 540.000 quilometros de dutos e um programa de inspecao/regulamentacao
que obteve 40 anos sem acidentes [21]. Entretanto, com a necessidade de estender
a vida util dos dutos e diminuir os custos operacionais fazem-se necessarias
metodologias mais robustas, com um grau de conservadorismo menor do que nos

programas e metodologias atualmente empregados.

Durante o transporte, instalacido e montagem das linhas (e mais tarde
durante sua operacao) uma série de ocorréncias pode vir a originar defeitos no
material. Os danos podem se originar no transporte e manipulaciao dos dutos (e.g.
amassamentos e mossas), nas soldas circunferénciais executadas em campo,
problemas causados pela corrosao, etc. Devido aos fatores mencionados e os
esforcos para garantir a qualidade, os dutos podem apresentar problemas durante
sua vida operacional e tal evento ira requerer uma avaliacao de integridade para
determinar se é necessario (ou nao) intervir na estrutura. A partir desta avaliacao
sera possivel definir se a estrutura devera ser retirada de operacao, se devera
sofrer reparo, ou se podera permanecer operando de forma segura. Neste sentido,
é importante considerar que reparos de estruturas por processos de soldagem
podem introduzir novos defeitos, potencialmente mais criticos que os ja presentes

no material. Por isto, freqiientemente é mais seguro e adequado conviver com
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defeitos presentes na estrutura do que realizar procedimentos desnecessarios para
reparo [22]. Conviver com defeitos “seguros” traz varias vantagens uma vez que

reparos geralmente estao associados a grandes custos e a inoperancia das linhas.

As principais causas de falhas em dutos sdo geralmente por interferéncia
externa ou corrosao. Segundo o Office of Pipeline Safety, dos EUA,
aproximadamente 40% dos danos e falhas em dutos no territério Norte Americano
sdo causadas por agentes externos (e.g., escavacoes) [14]. Entretanto,
levantamentos realizados pela National Energy Board do Canada apontam que o
maior agente de falhas em dutos de transporte é proveniente de corrosao sob
tensao [21]. Adicionalmente, a Comissao Européia realizou um levantamento
estatistico para avaliar as causas de falhas em oleodutos, que indicou que o agente
de falha predominante era a corrosao [14]. Os cenarios Europeu e Canadense
apontam para um envelhecimento das malha dutoviarias mundiais e,

conseqilentemente, um maior risco de falhas.

Apesar da maior parte das falhas serem causadas por corrosiao que podem
evoluir para defeitos superficiais ou por agentes externos, existem varios outros
fatores e problemas que podem gerar defeitos e eventuais falhas nos dutos em
operacao. Rigorosos padroes de fabricacao e de inspecao em fabrica sao exigidos
para esta categoria de dutos; entretanto, este detalhado procedimento nao garante
a qualidade e confiabilidade para os dutos quando em operacdo. Durante a
instalacao e montagem das linhas, diversos outros fatores podem causar defeitos
no material. Danos mecéanicos durante o transporte e manipulacgao dos tubos (e.g.
amassamentos e mossas), ma qualidade (defeitos) nas soldas circunferenciais
executadas em campo, problemas causados pela interacao duto-solo, corrosao, etc.,

sao alguns dos tipos de ocorréncias que podem originar defeitos no duto [12].

Teoricamente, os modos basicos de falha encontrados em componentes
estruturais metalicos sdo a fratura linear-elastica (modo de falha fragil) e o colapso
plastico (modo de falha ductil) [23]. Na pratica, entretanto, estruturas metalicas
de engenharia falham de uma forma intermediaria entre estes dois modos,

apresentando um comportamento elasto-plastico. Acos utilizados em tubulacoes
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geralmente apresentam valores de tenacidade elevados e moderada resisténcia
mecéanica, de forma que a deformacao plastica localizada, associada a fratura, é
freqiientemente extensiva [12]. Estas condigoes requerem o uso de paradmetros
elasto-plasticos da mecénica da fratura para caracterizar o processo de falha do

material, como a integral JJ ou a abertura da ponta da trinca (CTOD) [24].

Por simplificacao, entretanto, alguns procedimentos convencionais para
avaliacao de estruturas tubulares de aco contendo defeitos (i.e., trincas, corrosao,
inclusoes, amassamentos, etc.) assumem um modo de falha totalmente plastico,
como o procedimento ASME B31G [18]. Isto €, a presenca de defeitos na tubulacao
é avaliada apenas em relacao a sua influéncia na habilidade de deformacao do
material por colapso plastico, devido a reducdo da espessura de parede.
Entretanto, apartir de observacoes em campo, a falha em dutos mais comum é
propagacao de trincas, do que pelo colapso plastico da estrutura por sobrecarga

mecanica [25].

2.2 Caracterizacao de Crescimento de Trincas

O aumento da plasticidade na regidao da ponta da trinca com o aumento da carga
aplicada sobre a estrutura representa, em termos genéricos, a dissipaciao do
trabalho das forcas externas na forma de energia de deformacio plastica.
Conseqiientemente, materiais ducteis contendo um defeito podem suportar
elevados niveis de carga, mesmo na presenca de trincas [27]. Dentro do presente
contexto, dois parametros podem caracterizar a fratura em materiais
plasticamente deformaveis: o CTOD (Crack Tip Openig Displacement) e a Integral
J, que apresentam larga aplicabilidade. A propagacao estavel de trinca é,
geralmente, mostrada pela curva de resisténcia a fratura J vs. 4a ou Curvas R.
Materiais de alta tenacidade nao falham catastroficamente na presenca de
defeitos ou trincas até um valor particular de J ou CTOD. Estes materiais
apresentam Curvas R crescentes, onde o valor de J aumenta com o aumento do
tamanho da trinca, caracterizando uma “reserva” estrutural e significante

tenacidade a fratura.

11
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A Integral J pode ser interpretada de duas maneiras: como uma taxa de
liberacdo de energia para materiais elasticos nao-lineares ou um escalar que
caracteriza a intensidade dos campos de tensao e deformacéao a frente da trinca
para materiais elasto-plasticos [15,16]. Rice [17], em seu trabalho, provou que a
taxa de liberacao de energia é nao-linear, J, poderia ser expressa como uma

integral independente do caminho para sé6lidos elasticos nao-lineares.

Idealizando o comportamento elasto-plastico de metais por um
comportamento elastico nao-linear, conforme Fig. 3 (onde o caminho de
deformacao é constante no carregamento e no descarregamento), Rice forneceu as
bases para estender a aplicabilidade da Integral J [15]. O comportamento de
carregamento para os dois materiais é idéntico, mas as respostas dos materiais
diferem quando sao descarregados. O material elasto-plastico segue um caminho
de descarregamento linear, com a inclinagao igual ao mdédulo de elasticidade,
enquanto que o material elastico nao-linear descarrega pelo mesmo caminho que
foi carregado. Ha uma tnica relacao entre tensao e deformacao para o material
elastico, mas uma dada deformacao no material elasto-plastico pode corresponder
a mais que um valor de tensao, caso o material seja descarregado ou carregado
ciclicamente. Conseqiientemente, é muito mais facil analisar um material el4stico

do que um material que exibe plasticidade irreversivel [15].

Os materiais ducteis geralmente exibem crescimento estavel e lento de
trinca, acompanhado de consideravel deformacao plastica, ou seja, existe uma
resisténcia ao crescimento da trinca durante a extensdo da mesma, devido a
energia de deformacao plastica na ponta da trinca [15]. Antes de atingir um estado
de crescimento constante, a zona de plastificacdo na ponta da trinca aumenta
durante a extensao da mesma. Esta expansao da zona plastica e a propriedade de
encruamento do material requerem um aumento das forcas externas para que o

crescimento estavel de trinca continue.

Este fenomeno é comumente expresso pela curva J-R e pode ser vista
esquematicamente na Fig. 4. Com o aumento de J, o material falha localmente na

ponta da trinca o que, conseqiientemente, provoca um rasgamento localizado e seu
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A Material Elastico
Nao-Linear

Material Elasto-
Plastico

Tensao

s

Deformacao

Figura 3 Esquema comparativo do comportamento tensdo-deformacdo de
materiais elasto-pldsticos e eldsticos ndo-lineares [15].

crescimento [15]. Esta curva expressa a relacao direta entre a propagacao estavel
da trinca (4a) e um parametro mecanico tal como a integral J. Para os metais, as
curvas J-R sao crescentes e normalmente estao associadas ao crescimento e

coalescéncia de microcavidades. [15,27].

2.3 Caracterizacao de Crescimento de Trincas Através de Curvas R

Ao contrario dos materiais frageis, os materiais duicteis geralmente exibem
crescimento estavel e lento de trinca, acompanhado de substancial plasticidade a
frente da trinca. Materiais ducteis exibem grande tenacidade a fratura, mesmo
durante crescimento de uma trinca devido a dissipacao de energia em forma de
plasticidade na ponta da trinca [15]. Antes de atingir um estado de crescimento
instavel, a zona de plastificacdo na ponta da trinca aumenta durante a extensao
ductil. Este aumento da zona plastica aliada ao encruamento do material requer
um aumento das forcas externas para que haja continuidade no crescimento da
trinca. Entretanto, estruturas metalicas de engenharia falham de forma mista

(intermediaria) entre estes dois modos, apresentando um comportamento

13



Fernando Dotta

A

o

]Ic

Integral J

Iniciacao
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da ponta da trinca

s

Extensao de Trinca
Figura 4 Esquematizacdo da Curva R para materiais diicteis [15].

elasto-plastico [23]. De fato, os acos utilizados em dutos de transporte geralmente
apresentam valores de tenacidade elevados e moderada resisténcia mecéanica, de
forma que a deformacéo plastica localizada, associada a fratura, é freqiientemente

extensiva [12].

Estas condicoes requerem o uso de parametros elasto-plasticos da mecéanica
da fratura para caracterizar o processo de falha do material, como a integral J ou
a abertura da ponta da trinca (CTOD) como mostrado em trabalho de Ruggieri e
Dodds [24]. Por simplificacao alguns procedimentos convencionais para avaliagao
de estruturas tubulares de aco contendo defeitos assumem um modo de falha
totalmente plastico, como o procedimento ASME B31G [18]. Isto é, a presenca de
defeitos na tubulacao é avaliada apenas em relacao a sua influéncia na habilidade
de deformacao do material por colapso plastico, devido a reducao da espessura de
parede. Entretanto, a experiéncia tem mostrado que a falha em dutos da-se muito
mais pela propagacdo de trincas do que pelo colapso plastico da estrutura por
sobrecarga mecanica [26]. Com o aumento do valor de J, o material falha
localmente nas vizinhancas da ponta da trinca, e conseqiientemente, provoca um
rasgamento localizado e uma pequena extensao de trinca [15,27]. A Curva R

expressa a relacdo mecanica direta entre a propagacio estavel da trinca (4da) e a
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capacidade de absorcao de carga do material (J). Acos estruturais exibem Curvas
R crescentes que estdo associadas ao crescimento e coalescéncia de microcavidades

na matriz do material [28].

Ensaios laboratoriais em escala real para a obtencao de tais curvas sao
extremamente caros e de pouca viabilidade técnica/operacional. Estes ensaios
exigem maquinas especificas de alta capacidade de carga e precisao, o que
inviabiliza a medicdo em escala real. Além disso, freqiientemente nao é possivel
obter quantidade suficiente do material da estrutura (e.g., no caso de estruturas
antigas ou esbeltas), nem mesmo realizar o ensaio em escala real devido as
condicoes de operacao do componente (e.g., na avaliacdo de componentes
nucleares). A alternativa encontrada pela comunidade técnica foi o emprego de

corpos-de-prova de dimensoes reduzidas.

Os ensaios que utilizam corpos-de-prova de dimensodes reduzidas estao
baseados na “similaridade” dos campos de tensdo-deformagido entre o
corpo-de-prova reduzido e a estrutura, que permite correlacionar resultados
experimentais a condicao real da estrutura trincada (obedecendo aos critérios de
dominancia da Mecanica da Fratura). Entretanto, esta hipétese de similaridade
de tensao entre o corpo-de-prova e a estrutura sé é valida em regime de escoamento

de pequena escala (small scale yielding - SSY).

Na condicao de escoamente em pequena escala (SSY) Hutchinson [29], Rice
e Rosengren [30] mostraram que a integral de linha independente do caminho s6
é possivel se os campos de tensdes e deformacoes proximos a ponta da trinca
obedecerem a singularidade denominada HRR [29,30]. A singularidade HRR é

expressa na forma:

1

1\
HRR=() 0

T

onde r é a distancia da ponta da trinca ao ponto do material em estudo e n é o

coeficiente de encruamento da Equacao de Ramberg-Osgood.
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Procedimentos avancados para avaliacao de defeitos estruturais objetivam
incorporar quantitativamente este aumento da tenacidade do material durante a
extensao ductil de trincas através da utilizacao de curvas de resisténcia a
propagacao da fratura, Curvas R [15]. Entretanto, a aplicagdo de Curvas R
medidas experimentalmente através de corpos-de-prova laboratoriais (dimensoées
e configuracoes reduzidas em relacido ao componente estrutural) para avaliacao de
defeitos (e.g., vasos de pressao), requer uma metodologia robusta e verificada para
transferir os dados experimentais (J-Aa). Tal metodologia deve, necessariamente,
incorporar o forte efeito do nivel de restricao plastica da ponta da trinca (constraint
effects) sobre as Curvas R de tal forma a permitir a tranferéncia de resultados entre

configuracoes estrurais diversas, como mostrado esquematicamente na Fig. 5.

‘ J Transferabilidade?

B

A4

a/W = 0.5 ~ 0.6

Figura 5 Comparacdo esquemdtica entre as potenciais diferencas de
condicoes de fratura em diversas configuracoes geométricas,
tlustrando o conceito de transferabilidade de tenacidade [27].

Ensaios laboratorais de corpos-de-prova de fratura para medicao das curvas
de resisténcia nao incorporam o efeito geométrico ou de carregamento, ou seja, as
dimensoes absolutas do corpo-de-prova e o tamanho relativo da trinca (a/W) e

modo de carregamento (flexao vs. tragdo) sobre as Curvas R (veja [31] para maiores
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detalhes). A Fig. 6 ilustra que para um mesmo material, amostras a flexao SE(B)
e compactas C(T) com trinca profunda (a/W = 0.5) produzem Curvas R de baixa
magnitude. Em contraste, as amostras de flexdo SE(B) com trinca rasa
(a/W = 0.15) e painéis com uma trinca central submetidas a tracao
(corpos-de-prova M(T)), fornecem valores muito maiores de J para a mesma
quantidade de crescimento estavel da trinca. Estes efeitos observados sobre as
Curvas R resultam da forte interacao entre as caracteristicas microestruturais do
material que governam o processo de rasgamento ductil (ductile tearing) e o estado
de triaxialidade (tensoes e deformacoes) e restricdo plastica na regiao da trinca

devido a deformacéao plastica em larga escala (Large Scale Yelding).

Trinca Rasa

J A a/W

Trinca Profunda

V /
Wrg Ti+a A

efeito pequeno Espessura B

>

Extenséao da Trinca Aa

Figura 6 Efeito do tamanho relativo da trinca (a/ W) sobre as curvas R [27].

Um exame relativamente qualitativo do problema da correlacdo entre as
condicoes de fratura para corpos-de-prova convencionais e estruturas tubulares
contendo defeitos pode ser realizada por intermédio da metodologia J-@ [32,33].
Esta metodologia permite a quantificacao do nivel de triaxialidade com a evolucao
do carregamento sobre a estrutura através da caracterizagdo a fratura de

geometrias estruturais quantificando a perda de restricao na ponta da trinca de
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forma simples e abrangente. Esta teoria tem como base a mecénica da fratura
elasto-plastica e utiliza o parametro </, o qual estabelece a escala e o nivel sobre
o qual desenvolvem-se as tensoes locais enquanto o parametro @ quantifica o nivel

de triaxialidade na ponta da trinca.

Transferir resultados laboratoriais obtidos através de corpos-de-prova para
configuracoes estruturais em escala real nao é uma tarefa singela, nem tao pouco
direta. Trabalhos recentes de Cravero e Ruggieri [34,35] demonstram a grande
diferenca entre as triaxialidades de corpos-de-prova e dutos. Para exclarecer e
exemplificar, a Fig. 7 apresenta as diferencas de triaxialidades e o efeito de
restricao plastica na ponta da trinca (crack tip constraint) de corpos-de-prova
C(T)-1T e SE(B)-1T e um duto de 20” com espessura de parede ¢ = 1/2”, em termos
dos parametros J-@. Observa-se que valores de tenacidade a fratura obtidos em
corpos-de-prova normalizados C(T) ou SE(B) sao determinados sob niveis elevados
de restricao plastica, significativamente superiores ao nivel de restricao plastica
atuante em dutos contendo defeitos planares. Tal comportamento resulta em
valores de tenacidade dos corpos-de-prova muito inferiores aqueles encontrados
em estruturas reais. Estimativas mais adequadas do nivel de restricao plastica no
duto seriam fornecidas por corpos de prova SE(B) de trincas rasas ou corpos de
prova de tracao com entalhe SE(T) [34,35], onde as estimativas da tenacidade séo
mais realistas em relacao a estrutura. De fato, é possivel observar que para trincas
rasas, em configuragoes SE(B) com a/W = 0.25, o nivel de restricdo é bastante
inferior ao de corpos-de-prova padronizados, com profundidade de trinca da ordem
de 0.5 < a/W < 0.7. As evidéncias demostram que o comportamento a fratura de
estruturas trincadas depende fortemente das condicoes de geometria e de

carregamento [36,37].

2.4 Métodos Empiricos e Semi-Empiricos

A resisténcia a propagacao de trincas, classicamente, é avaliada por ensaios de
impacto Charpy, ou ensaios de queda de martelo (drop weight tear test - DWTT).
Estes ensaios sdo bastantes semelhantes pois quantificam a energia que o

material absorve até a fratura quando submetido a uma carga-padrao aplicada
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Figura 7 Curvas J-Q: Influéncia da geometria e modo de carregamento [34].

dinamicamente. Esse valor de energia serve (de forma qualitativa) como um
parametro para comparagiao do desempenho do material em condicoes de teste
distintas, ou mesmo para avaliar o desempenho de diferentes materiais.
Entretanto, os resultados obtidos com este tipo de ensaio nao tem utilidade direta
em procedimentos de avaliacao de integridade estrutural. A partir de seus
resultados nao é possivel inferir, por exemplo, qual o tamanho maximo de defeito
admissivel no material, nem estimar o nivel de tensoes que uma estrutura trincada

eventualmente suportaria.

No caso especifico de acos da classe API, foram elaborados varios métodos e
formulagoes semi-empiricas que correlacionam resultados de testes em escala real.
Nesta linha, um dos trabalhos mais relevantes é o de Kiefner et al. [38] que propos
uma formulacao semi-empirica baseada em solucoes de carga limite incorporando

uma analise de mecanica da fratura elasto-plastica para defeitos planares. Esta
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formulacao é amplamente conhecida como NG-18 [38] e foi incorporada em alguns
procedimentos como o codigo ASME Secao XI [8]. A formulacao NG-18 descreve a
falha governada por tenséo e tem sido largamente utilizada como solucao analitica
para o colapso plastico de estruturas tubulares (que apresentam trincas
nao-passantes longitudinais) submetidas a pressdo interna. Esta equacido é
empregada para a determinacao de tamanho maximo de defeito admissivel em

dutos, em relacao ao colapso plastico, na seguinte forma:

O, = o, (2)

onde P. é a pressao critica de falha, ¢ é a espessura da parede do duto, a é a
profundidade da trinca, or € a tensao de fluxo (flow stress). Ainda na expressao
anterior, M que é o fator de forma (bulging factor), proposto por Folias [39] e
representa a concentracdo de tensdes devida a formacao da protuberancia
(bulging) na parede do duto na regiao do defeito em conseqiiéncia da sua alteraciao
geométrica. Este fator descreve aproximadamente a amplificacdo da tensao na
ponta da trinca. A solugao analitica para o fator de Folias é uma série infinita, e
as quatro aproximacoes mais empregadas estdo apresentadas nas Equacoes (3) a
(6) [36,40].

M=|1+ 1.61%] 3)
_ 9 %
M=]|1+ 0.26[%] @)

o=

2 4
M=]|1+ 0.314[£] - 0.00084[E] 5)

/Rt /Rt
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2 2
M=]|1+ 0.40[£] ©6)

JRt

onde os pardmetros geométricos 2c, ¢ e R sdo esquematizados na Figura 8.

< 9¢c —>

Figura 8 Esquematizacdo de uma trinca longitudinal
ndo-passante em um duto

Ainda na Eq. (2), o, representa a tenséo de fluxo, isto é, um conceito empirico
que tenta incorporar, através de um parametro tinico, o encruamento do material
(strain hardening) em regime elasto-plastico. Uma definicao bastante comum e
aceita pela API 579 [9], especifica a tensao de fluxo como a média aritmética da

tensdo de escoamento, 0y, e o limite de resisténcia, 0,, expressa por:

_ Oys + Ou

O'f 9

(7

A Figura 9 mostra os campos de tensao critica para estruturas tubulares que
contém defeitos planares, utilizando a Eq. (2) e o fator de forma (M) desenvolvido
por Kiefner et al. [38] (Eq. (3)). Através do grafico é possivel determinar de forma

facil e rapida o tamanho de trinca critico para a estrutura.
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Figura9 Tensdo de colapso para estruturas tubulares, segundo a
NG-18 (Eq. (2)) utilizando fator de forma desenvolvido por
Kiefner et al. [38] (Eq. (3)).

Apesar da grande facilidade de utilizagdo da NG-18 (Eq. (2)) este método esta
baseado em ensaios laboratoriais. As previsoes geradas pela Eq. (2) para acos
estruturais comumente empregados na construcao de dutos (acos classe API)

apresentam grandes dispersoes nos resultados (Dotta e Ruggieri (D&R)

22



Fernando Dotta

demostram este comportamento em seu trabalho [40]). Outra particularidade que
pode ser observada na NG-18 é um comportamento linear a partir de profundidade
de trincas equivalentes a c2?/Rt > 4. Entretanto, os acos utilizados em dutos
possuem uma enorme tenacidade e ductilidade e na presenca de defeitos existem
regioes associadas a grande deformacoes plasticas, caracterizando um
comportamento bastante nao-linear. Esta particularidade pode explicar, em parte,

as dispersoes encontradas nos resultados da NG-18.

Outra consideracao que deve ser feita sobre a utilizacao da NG-18 é a
incapacidade do modelo de incorporar o crescimento de uma trinca nao-passante
na parede do duto. Em acos de alta tenacidade, a extensao de trincas ocorre,
evidentemente, através de uma combinacdo de escoamento do ligamento
(deformacao plastica) e rasgamento ductil, onde a estrutura pode absorver
substancial carga sem o colapso. Este método nao considera os efeitos do
rasgamento ductil na falha de defeitos em estruturas tubulares e nem a tenacidade

associada a este comportamento.

2.5 Diagrama de Avaliacao de Falhas (FAD)

Atualmente, é consenso que a maior parte das estruturas soldadas contém
defeitos, os quais nao necessariamente representam risco a sua operacao. Da
mesma forma, outros defeitos poderao ser introduzidos no material durante seu
uso (e envelhecimento). Entao, a questao principal passa a ser a determinacao, de
forma confiavel, da tolerancia admissivel em relacao a existéncia e as dimensoes
destes defeitos. Neste sentido, a abordagem de adequacao ao uso
(fitness-for-service), FFS, baseada na mecéanica da fratura tem por objetivo avaliar
o impacto causado por um defeito no desempenho em servico de determinada
estrutura. De acordo com a definicao API, a abordagem FFS considera que uma
estrutura contendo defeitos é adequada para o servico para o qual foi projetada,
desde que seja garantido que as condigoes para desencadear o processo de falha

nao sejam atingidas [9].

Dentro da abordagem da FF'S, alguns métodos preditivos para avaliacao de

integridade estrutural (por exemplo, os procedimentos API 579 [9] e BS:7910 [10])
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introduziram procedimentos de engenharia capazes de capturar este aumento de
tenacidade do material com a extensao estavel da trinca. Tais procedimentos
utilizam o conceito bi-paramétrico de Diagrama de Avaliacao de Falhas (FAD -
Failure Assessment Diagram) o qual é baseado na analise simultanea da
integridade estrutural em termos de um parametro de fratura eléastico-linear
(K, = K/K,;) e um parametro representativo do colapso plastico (L, = 0max/0ys).
A severidade de qualquer defeito presente na estrutura sob quaisquer condigoes
de carga é avaliada através da localizacao do ponto (L, , K,.), representativo das
condicoes operacionais da estrutura, sobre o FAD correspondente. A Fig. 10(a)
mostra de forma esquematica um Diagrama de Avaliacao de Falhas, FAD. Em
qualquer ponto localizado na regido interior da curva FAD, a estrutura é

considerada segura.

A ocorréncia de extensao estavel (ductil) da trinca presente na estrutura é
incorporada ao FAD através de procedimentos simplificados para a determinacao
do parametro K, diretamente a partir de Curvas R do material (veja, por exemplo,
BS:7190 Nivel 3 [10] e API RP-579 Nivel 3 [9]). Neste procedimento, cada ponto
(4a* , J*) medido experimentalmente corresponde a uma condicéo (L% , K*) como
ilustra a Fig. 10(b). Entretanto, as limitagoes destes métodos tornam-se claras se
confrontadas com os argumentos apresentados anteriormente: (i) a utilizacao
direta de Curvas R medidas experimentalmente através de corpos-de-provas com
dimensoées padronizadas ignora os efeitos geométricos e do modo de carregamento
(constraint effects) sobre as Curvas R; (i) os parametros (L, , K,) utilizados na
construgcao de curvas FAD néo refletem o real micromecanismo de falha do
material e nem incorporam requisitos especificos mais adequados aos acos
estruturais de elevada resisténcia mecanica e, principalmente, elevada
tenacidade empregados na fabricacdo de estruturas. Conseqiientemente,
metodologias preditivas para avaliacao correta e realista do impacto de defeitos
(trincas) sobre a integridade de estruturas devem necessariamente incorporar
procedimentos e modelos adequados para transferir o comportamento de

propagacao de trincas de ensaios laboratoriais a um componente estrutural real
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Figura 10 Esquematizacdo de uma andlise de falha utilizando Diagrama de

Andlise de Falhas (FAD); Incorporacdo da extensdo diictil sobre o
FAD [27].
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com configuracao geométrica diversa e operando sob condicoes arbitrarias de

carregamento.

2.6 Metodologia Micromecanica versus Convencional

Os procedimentos convencionais para avaliacdo de integridade empregam a
extrapolacdo dos valores de tenacidade a fratura determinados em regimes
puramente elasticos para o regime elasto-plastico. Estas extrapolagoes resultam
em um grau de conservadorismo bastante elevado, associado as questoes de
restricao plastica e ao rasgamento ductil peculiares a materiais de alta tenacidade.
Nenhum destes procedimentos considera a influéncia da restrigdo plastica na
tenacidade do material, nem refletem os micromecanismos de falha reais
(fenomenolégico). Recentemente, métodos alternativos tém sido propostos com o

objetivo de fornecer descri¢coes mais realistas da propagacao ductil de trincas.

Pode-se citar o emprego de Curvas R [23] para determinar a carga maxima
que uma estrutura trincada suportaria e o emprego de parametros geométricos
para caracterizar o angulo critico na ponta da trinca (CTOA) [41]. No caso
especifico de acos ferriticos (como os acos API utilizados em tubulagdes na
industria do petréleo), a dificuldade em transferir resultados de laboratério para
as condicgoes reais de operacao é um desafio tecnolégico ainda mais evidente. Acos
API-X60 apresentam alta resisténcia mecéanica e elevada tenacidade, e suportam
alguns milimetros de propagacéao estavel de trinca antes que ocorra o colapso da
estrutura. Da mesma forma, ensaios realizados em dutos instrumentados de aco
API-X60 indicaram que estes apresentam extensiva deformacio plastica na

regido do defeito antes de falharem de forma catastroéfica.

Estes argumentos motivaram o desenvolvimento de metodologias mais
robustas para o tratamento da fratura duictil em materiais estruturais, através do
acoplamento de modelos micromecénicos ao regime macroscopico da fratura. A
incorporacao de aspectos mecénicos e fenomenolégicos ao modo de fratura ductil
é um fator central para se transferir corretamente o comportamento de propagacao

obtido através de corpos-de-prova padronizados para os dutos em operacao. Desta
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forma, a abordagem local da fratura tem se mostrado como uma ferramenta
promissora de engenharia capaz de capturar os efeitos de carga e geometria na

resisténcia a fratura de estruturas. Esta abordagem serd descrita em maiores
detalhes no Capitulo 3.
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ASPECTOS MECANICOS E FENOMENOLOGIA DA
FRATURA EM MATERIAIS DUCTEIS 3

A descricao e a quantificacao de relagoes entre a resisténcia macroscopica a fratura
e variaveis microestruturais sio alguns objetivos centrais da mecanica da fratura
fenomenolégica. Em seu trabalho pioneiro, Griffith [42] postulou um critério
fenomenolégico de separagido do material acoplado a um mecanismo fisico de
resisténcia a fratura para descrever a propagacao (instavel) de uma trinca
macroscopica em um meio elastico. A aplicacao da abordagem de Griffith sobre
metais (plasticamente deformaveis) realizada por Irwin [43] mostrou que a
ocorréncia de dissipacao plastica resultante do processo de fratura contribui
significativamente para a resisténcia a fratura do material, entretanto, a forma de
interconexao destes dois processos (separacao material e dissipacao plastica) sobre
uma distancia microestruturalmente significativa (length scale) ainda nao sao
totalmente conhecidas. As contribuicoes realizadas por Griffith [42] e Irwin [43],

relativas ao trabalho total de fratura permanecem ainda questoes abertas.

Investigacoes recentes abordam o problema da fratura em materiais dicteis
através do acoplamento de modelos micromecénicos com o regime macroscopico da
estrutura. O foco central sdo os métodos baseados em critérios fenomenolégicos
que incorporam uma descricao local do mecanismo ductil através do crescimento
e coalescéncia de microcavidades. A abordagem local da mecanica da fratura vem
ganhando espaco como uma ferramenta promissora de engenharia. Desta forma
buscando quantificar a influéncia de defeitos e trincas na resisténcia a fratura de
uma estrutura e relacionar a fenomenologia do processo de falha com as variaveis

microestruturais do material.

O objetivo central da abordagem local, descrita neste trabalho, é o
desenvolvimento de modelos micromecanicos aplicaveis a fratura ductil voltadas
a modelagem e simulacao numérica de estruturas 3D contendo defeitos sob regime
elasto-plastico. Nesta metodologia sdo acoplados ensaios mecanicos e simulacoes

numéricas [24] para derivar um critério de falha que considere tanto aspectos

28



Fernando Dotta

macroscopicos do carregamento, quanto aspectos fenomenolégicos do processo de
fratura. De forma analoga a abordagem global, os modelos numeéricos
desenvolvidos (e as equacoes constitutivas) também sédo baseados na Mecanica do
Continuo, mas passam a incorporar em sua analise aspectos fenomenolégicos
locais associados a evolucao do processo de falha e dano material. Computacoes
numéricas nao lineares em larga escala, utilizando cédigos numéricos (Método dos
Elementos Finitos) avancados e eficientes possibilitam mapear de forma precisa
a resposta (local) tensdo-deformacao e a condicdo de dano material nas
vizinhancas da trincas e defeitos. Tais cédigos operam em servidores de calculo de
alto desempenho possibilitando a avaliacao de estruturas sob diversos regimes de

carregamento.

3.1 Aspectos Mecanicos e Microestruturais da Fratura em Materiais
Ducteis

A separacao ou fragmentacio de um corpo sélido em duas ou mais partes sob a acao
de um carregamento é chamado de fratura e este processo pode ser caracterizado
pela formacéao e propagacao de trincas. Para os materiais metalicos, observam-se
dois modos de fratura: fratura diictil e fratura frdgil. Em contraste ao fendémeno
da fratura fragil, a fratura ductil é normalmente associada com significativa
deformacao plastica acompanhada por mecanismos de “rasgamento” lento
(tearing) do material. Embora exista uma diversidade de processos de fratura
ductil sob niveis elevados de plasticidade em diferentes escalas microscépicas, o
fenémeno caracteristico macroscopico deste regime de falha de metais é
comumente associado a ductilidade de barras cilindricas submetida a esforcos

(uniaxiais) de tracao.

A Fig. 11 apresenta um diagrama esquematico da resposta tensdo uvs.
deformacao obtida a partir de uma barra cilindrica submetida a um carregamento
monotonico; tais quantidades definem a curva tensdo vs. deformacdo de
engenharia e real [44]. Materiais idealmente plasticos (nos quais nao ha
ocorréncia de efeitos de encruamento) apresentariam instabilidade e rapida

estriccao imediatamente apdés o escoamento (ponto A). Em materiais reais,
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entretanto, o aumento da capacidade de carga do material devido ao efeito de
encruamento retarda o inicio da estricgao, a qual inicia-se, geralmente, na regiao
de maxima tensao (ponto B) da curva de engenharia. O aumento da deformacéao
apoés esta regiao provoca a instabilidade (plastica) global do material (ponto C)
devido a severa reducao da secao transversal da barra (o aumento da capacidade
de carga do material devido ao efeito de encruamento € insuficiente para equilibrar

0 aumento instantaneo das tensoes).

0] A C (2) verdadeira

C

(1) engenharia

"y

Figura 11 Resposta mecdnica de materiais diicteis.

Investigacoes realizadas em corpos-de-prova submetidos a tracao
demostraram a conexao do regime ductil macroscopico e o microestrutural de
falha, a qual deriva diretamente de observacoes experimentais sobre a
microestrutura da regiao de estriccao antes da ocorréncia da instabilidade plastica
global. Em 1927, Ludwick [45] seccionou corpos-de-prova a tracao de aluminio

antes da ruptura final. Na regiao de estriccdo observou-se ocorréncia de
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mecanismos de iniciacdo e propagacado de trincas macroscopicas no centro da
amostra antes da falha. Tipper [46], em 1949, sugeriu que a resisténcia a fratura
em metais ducteis estd relacionada com o crescimento de microcavidades,
iniciadas pela decoesdo das particulas nao metalicas da matriz. Trabalhos
posteriores como o de Puttick [47], em 1959, realizado em barras de cobre e ferro
confirmaram de forma definitiva a ocorréncia do crescimento e coalescéncia de

microcavidades como o fendmeno governante na fratura ductil em metais.

De acordo com trabalhos de Garrison e Moody [28] e Van Stone et al. [48] o
processo de fratura ductil é um modo de falha material que incorpora a combinacéo
de varios mecanismos simultaneos e operativos em escala microestrutural que
podem ser divididos simplificadamente em: (i) nucleagdo de microcavidades
resultante da fratura e/ou decoesao da interface particula/matriz; (i) sob acao de
deformacédo crescentes, ocorre o crescimento das microcavidades; (iii)
subseqiientemente, a coalescéncia final das microcavidades. O aumento da
deformacéao plastica ocasionara o crescimento das microcavidades que resultara
na formacao e propagacao da trinca macroscopica na direcao dos planos de intensa
deformacao por cisalhamento. Investigagoes experimentais permitiram estender
a natureza da fenomenologia da fratura ductil a outros materiais, por exemplo,
acos de alta resisténcia e baixa liga, ligas de aluminio, entre outros. A Fig. 12(a-d)

[15] apresenta de forma esquematica as etapas do processo de fratura ductil.

e o o e 0 o 0 0 0 0
® o => 0 0 —> 0 =» 0

e o o ® 0 o 0 0 0 0
(a) (b) (c) (d)

Figura 12 (a) Inclusdes e particulas dispersas na matriz metdlica; (b)
Nucleacdo de cavidades ao redor das inclusoes maiores; (c)
crescimento das cavidades; (d) coalescéncia das cavidades
formando uma trinca macroscopica [15].
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A partir de uma anéalise macroscépica do material considerando a presenca
das particulas de segunda fase e microporosidades inicialmente dispersas na
matriz, Kachanov [49] estabeleceu que estes microdefeitos constituem um “dano
inicial” no material, o qual favorece a concentracao local de tensoes. Este trabalho
introduziu os primeiros conceitos da Mecéanica do Dano em Meios Continuos. Nesta
abordagem, a evolucdo do dano material é quantificada de forma indireta
medindo-se a reducado progressiva de propriedades mecanicas, por exemplo,
modulo de elasticidade [49].

3.2 Nucleacao de Cavidades

A nucleacao de cavidades em regides intensamente deformadas ao redor de
particulas de segunda fase ou inclusdes nao metalicas (e.g., inclusoes de MnS ou
particulas de 6xidos em acos ferriticos) é o evento precurssor do processo de fratura
dictil em materiais metalicos. O micro-fraturamento pode ser provocado,
essencialmente por: (i) decoesdo da interface matriz/particula ou (ii) fratura da
propria particula. Este processo nao ocorre simultaneamente ao longo de toda
matriz. Acrescenta-se que fatores locais influenciam na nucleacdo de novas
cavidades tais como: tamanho, forma e orientacdo da particula, resisténcia
mecanica da matriz e da particula, estado de tensoées (local) e fracao volumétrica

da particula [28].

Diversos modelos teéricos foram desenvolvidos para descrever a nucleagao de
particulas [28,48]; entretanto, estes assumem condicoes bastante idealizadas e
simplificadas. Gurland e Plateau [50] propuseram um dos primeiros modelos para
previsao da tensao de fratura de particulas utilizando um balanco energético entre
a energia elastica disponivel na particula ou inclusao e a energia superficial
necessaria para sua fratura. Este modelo é bastante similar a abordagem de
Griffith [42] para propagacgao de trincas em materiais elasticos. Goods e Brown
[61], baseados em trabalhos anteriores de Brown e Stobs [52] e Argon et al. [53],
introduziram um modelo para a nucleacao de cavidades devido a decoesao
interfacial através da consideracao de uma tensdo critica na interface

matriz/particula. Tais modelos apresentam limitagoes severas em relacao a correta
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previsdo da deformacao de nucleacao (i.e., o valor da deformacao plastica para a

qual a nucleacao ocorre).

Investigacoes experimentais sugerem que a nucleacao de cavidades ocorre
primeiramente ao redor das particula maiores (e.g, carbonetos, 6xidos) dispersas
na matriz metalica. A deformacao plastica necessaria para a nucleacao de uma
cavidade apresenta grande influéncia do estado local de tensoes; utilizando
corpos-de-prova de tracao Cox e Low [54] investigaram a influéncia do estado de
tensao na nucleacdo de cavidades em particulas de MnS no aco 4340 e
quantificaram o surgimento de novas cavidades para diferentes niveis de tensao

e deformacéao aplicados.

3.3 Crescimento de Cavidades

Observacoes experimentais suportam que o processo de crescimento e coalescéncia
de cavidades possui relacao direta e forte influéncia sobre a evolucdo da
deformacao plastica. Diversos modelos foram criados na tentativa de descrever o
mecanismo de crescimento de cavidades. O trabalho pioneiro de McClintock [55],
apresentou um modelo téorico que analisa de forma quantitativa a expansao
(crescimento) de uma cavidade cilindrica contida em um material com
comportamento linear-perfeitamente plastico. Apesar das grandes limitacoes para
materiais reais, este modelo associado prevé corretamente a grande influéncia do

estado triaxial de tensoes sobre o crescimento de cavidades.

Rice e Tracey [56] estabeleceram através de uma relagao semi-empirica o
crescimento de uma cavidade esférica imersa em sélido infinito submetido a um
campo remoto de tensées (oy, 0y, 0,) e deformacées normais (ey, €y, £,) como
ilustrado na Fig. 13. Através de aproximacoes analiticas da evolucdo geométrica
da cavidade em materiais com comportamento nao linear, demostraram que a
deformacao da cavidade é influenciada pela triaxialidade de tensao e pode ser

expressa na forma:
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Eeq

In }% — 0.283 exp( g )dgeq ®)
0 0

onde R é o raio inicial da cavidade, R = (R; + R, + R3)/3 é o raio médio corrente,
€eq € a deformacao plastica equivalente de Von Mises, 0., é a tensdo média
(hidrostatica) definida por o, = (07 + 0y + 05)/3 e 0y, ¢ a tensao de escoamento

do material.

az,ez

ay, GY
OX’ GX

Figura 13 Cavidade esférica submetida ao estado triaxial de tensoes [56].

Em 1977 Gurson [57], em seu trabalho pioneiro, introduziu um modelo
constitutivo para descrever o comportamento plastico de materiais contendo
cavidades (também denominados materiais porosos) e marcou o inicio de uma série
de desenvolvimentos em modelos micromecanicos aplicados a analise néo linear
da fratura ductil. Este modelo descreve o regime pés-escoamento de um meio
poroso considerando o material como um meio continuo. As cavidades sao
computadas implicitamente no modelo através de sua influéncia na resposta
global do material, como mostrado na Fig. 14. Analises aproximadas do
comportamento plastico de sélidos contendo cavidades fornecem a funcio de

escoamento para materiais porosos na forma:
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2
g(aeq,am,ays, ) = (g—;‘j) + 2fcosh(ggy”;> — (1 + fz) =0 9)

onde f representa a fragdo volumétrica de cavidades (porosidade) definida como
a relacdo entre o volume da(s) cavidade(s) e o volume total do material, o,
representa a tensao (macroscopica) efetiva de Von Mises, 0, é a tensao
(macroscopica) média, 0,5 é a tensao de escoamento do material. Para valores
nulos de porosidade, f = 0, o modelo de Gurson (Eq. (9)) recupera a forma classica
de escoamento de Von Mises, g = (oeq / oys)z = 0. Em oposicao, no limite f — 1 (as
cavidades ocupam todo o volume material), o material perde completamente sua
capacidade de carga. Analogamente ao modelo anterior de Rice e Tracey, a funcao
de escoamento de Gurson também possui uma dependéncia exponencial em

relacgéo a triaxialidade de tensoes.

Cavidades Inclusoes

(@) (b)

Figura 14 (a) Material poroso contendo cavidades nucleadas a partir de
inclusoes; (b) representacdo continua de material poroso através do
modelo constitutivo de Gurson. [27]

Posteriormente Tvergaard [58] apresentou modificacées sobre o modelo
original de Gurson [57], que permitiram uma descri¢do mais realista de materiais

contendo cavidades (estas modificagoes serdao mais detalhadas no capitulo 4).
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3.4 Coalescéncia de Cavidades

A coalescéncia de cavidades adjacentes é o estagio final do processo de
fraturamento ductil, apés o seu crescimento devido a deformacao plastica do
material duas os mais cavidade se unem (coalescem) formando uma nova supeficie
de fratura. O aumento da deformacéo plastica no ligamento entre cavidades
provoca um rapido decréscimo na capacidade de carga do material até ocorrer a
ruptura. A formagdo de uma cavidade maior resultara na iniciagdo da trinca

macroscopica com o aumento da deformacao.

Independentemente do micromecanismo operativo de conexao de cavidades
e formacao de novas superficies, o aspecto central do processo de coalescéncia de
cavidades esta associado ao fendmeno de intensa localizacéo plastica na regiao do
material entre as mesmas. O aumento das deformacoes plasticas no ligamento
entre cavidades provoca um rapido decréscimo na capacidade de carga do material
até ocorrer a sua ruptura devido a um mecanismo simples de colapso plastico.
Entretanto, embora complexo e ainda relativamente pouco estudado, trabalhos
experimentais mostram que o fenémeno de coalescéncia de cavidades ocorre, em
geral, de forma rapida e dentro de uma faixa de deformacgoes locais onde a
capacidade de carga do material é drasticamente reduzida. Portanto, dentro do
contexto deste trabalho e suportado por trabalhos experimentais e numeéricos
anteriores [15,28,41,48,66], serao desconsiderados os efeitos da coalescéncia de
cavidades sobre o processo global de fratura ductil por serem bastante pequenos

se comparados com os outros mecanismos envolvidos.
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MODELAGEM DA EXTENSAO DE TRINCAS EM
MATERIAIS DUCTEIS 4

O mecanismo de fratura ductil de metais é classicamente entendido como um
processo de falha continua, o qual pode ser dividido em trés estagios: nucleacao,
crescimento e coalescimento de cavidades (ja discutidos anteriormente). Estes
estagios ocorrem em nivel microscopico no interior da matriz metalica do material
[15,28]. A evolucao destes estagios, entretanto, ndo ocorre de forma seqiiencial,
nem de maneira ordenada. Diferentes regides apresentam estigios e danos
distintos, os quais evoluem de forma particular em funcao do carregamento, campo
de tensao/deformacéao e das caracteristicas locais da microestrutura. Em regioes
onde estao concentrados os maiores danos (cavidade com maior volume) existe
uma perda (relativa) mais acentuada na capacidade de suportar carga e rigidez.
Nestas regioes, onde o dano é mais intenso, o material tende a absorver maior
quantidade de energia proveniente da deformacao (plastica) até o instante da

fratura.

Este mecanismo é mais severo em estruturas onde o carregamento esta
posicionado de forma normal ao plano da face da trinca. Classicamente, esta
configuracao de geometria/carregamento é conhecida como Modo I de
carregamento. Em Modo I, o efeito da concentracgao de tensoes na ponta da trinca
é mais intenso localmente e, conseqiientemente, amplifica sensivelmente a tensao
remota. Estudos e observacoes experimentais mostram que, sob a influéncia deste
campo local de tensao-deformacédo (bastante severo), o processo de dano fica
contido em uma fina camada do material (de espessura entre 50 e 200 um),
localizada logo a frente do defeito. Desta forma, a propagacéo da trinca fica contida
dentro desta camada, que é normalmente conhecida como Zona de Processo de
Fratura Dictil, ZPFD (para maiores detalhes veja Garrison e Moody [28]) . A Fig.
15 mostra de forma esquematica a aplicacao de uma carga remota em Modo I em

uma estrutura genérica contendo um defeito e a posi¢ao da ZPFD .
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Figura 15 Modelo para crescimento diictil de trincas em Modo I de
carregamento [27].

Metodologias para o modelamento da extensdo ductil e a previsdo da
progressao do dano sobre estruturas com defeitos tém sido introduzidas
basicamente em duas linhas: (1) modelos baseados em mecénica do dano, sendo
este modelo quantificado a frente da trinca e utilizando critério de crescimento de
trinca e (2) modelos que controlam o crescimento da trinca através da deformacéao
macroscopica. Pesquisas recentes na primeira categoria utilizam a motodologia de
células computacionais [59] incorporando o model constitutivo de
Gurson-Tvergaard (GT) [57,58] para caracterizar a nucleacido e crescimento de
cavidades e posteriormente a extensdo de trinca. Muitos pesquisadores
[40,59,60,61] mostraram que esta abordagem é bastante eficiente para prever
crescimento de trincas em diversos casos 2D e 3D. Entretanto, o modelo GT requer
altos niveis de triaxialidade de tensao para conduzir o processo de dano e o
crescimento da trinca. Componentes estruturais de pequena espessura, como no
caso dos dutos em questao, nem sempre atingem nivel de triaxialidade suficiente

para uma resposta satisfatéria do modelo GT.

Os modelos baseados em medidas macroscépicas de deformagao podem ser
uma solucéo alternativa para a previsao de crescimento de trincas para estruturas

com baixa triaxialidade. Um dos modelos que vem se mostrando promissor
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atualmente é o CTOA (Crack Tip Opening Angle), que nada mais é do que a
utilizacdo do angulo de abertura da ponta da trinca como um critério de
propagacao de defeito e quantificagdo do dano. Trabalhos recentes mostram que
esta abordagem pode ser bastante promissora como um critério robusto para
previsao do comportamento a fratura de metais dicteis submetidos a baixos niveis

de triaxialidade [62,63].

4.1 Modelo de Células Computacionais

Motivados pelos argumentos apresentados anteriormente, e suportado por
observacoes experimentais e numéricas da fenomenologia da fratura ductil,
[28,48,64] principalmente em Modo I Xia e Shih (X&S) [59,60,65] propuseram um
modelo que incorpora os mecanismos de crescimento e coalescéncia de
microcavidades através do conceito de célula computacional para caracterizar o
processo de fratura ductil por meio do método de elementos finitos. Inicialmente,
as células computacionais foram desenvolvidas para andlise 2D de
corpos-de-prova sob estado plano de deformacoes. Posteriormente, pesquisas de
Ruggieri e Dodds [66] estenderam, com alta eficiéncia, a aplicacao das células
computacionais ao contexto 3D pleno, para a previsao da extensao ductil sob o

Modo I de fratura de corpos-de-prova padronizados.

O crescimento e a coalescéncia da cavidade dentro da ZPFD (eventos que
representam o dano material dentro do presente contexto) provocam a reducao das
forcas que esta camada exerce sobre o material adjacente. Sob a acao de esforgos
externos, o aumento do dano na ZPFD provoca a nulificacao destas forcas com
conseqiiente avanco da trinca. A modelagem deste processo utilizando o conceito
de células computacionais proposto por X&S considera o mecanismo de
crescimento de cavidades confinado dentro de uma camada de material
simetricamente localizada no plano da trinca macroscopica como ilustrado na Fig.
16(a). A camada material possui espessura D, onde D esta associado com o
espacamento médio das (grandes) inclusdes responsaveis pela nucleagcao das
cavidades. O modelo de células computacionais considera a discretizacao desta

camada em células cubicas possuindo fracdo volumétrica inicial f,,, onde f, é
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definido como a relacao entre o volume inicial da cavidade e o volume da célula.
Com base em observacoes experimentais, ja discutidas previamente, o fendmeno
de nucleacao de cavidade tem baixa influéncia (em alguns casos nula) sobre o
comportamento de estruturas trincadas. Desta forma, podemos assumir a
populacao de inclusoes na matriz metalica como uma populacio de porosidade
(cavidade) inicial pré-existente no material sem introduzir erros ao modelo em

questao.

X1
?

f=f()
/ +
i d D

Trinca Células Computacionais *
(Material GT)

(@)

D/2

Trinca

yyzzz4

Plano de Simetria
(b)

Figura 16 Modelagem da extensdo diictil de trincas utilizando células
computacionais. (a) Células computacionais a frente da trinca e (b)
Implementagdo numérica das células computacionais utilizando o
meétodo dos elementos finitos. [27]

Tvergaard, em 1990, propds a introducéo de trés constantes, q;, g4 € g5 ao

modelo constitutivo de Gurson (Eq. (9)) para uma melhor aderéncia do modelo a
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materiais elasto-plasticos reais [58]. Numericamente, o crescimento da cavidade
e o dano progressivo em cada célula computacional sdo descritos pelo modelo de

Gurson [57] modificado por Tvergaard [58] na forma:

2
e 3 m
g(oeq,am,ﬁ,f) = (%) + 2q1fcosh( q22((_77 ) — (1 + qgfz) =0 (10

onde frepresenta a fraciao volumétrica de cavidades (porosidade) definida como
a relacdo entre o volume da(s) cavidade(s) e o volume total do material, o,
representa a tensao (macroscopica) efetiva de Von Mises, 0, é a tensao
(macroscopica) média, & é a tensao (plastica) corrente na célula computacional. Os
fatores q;, g4 e g5 introduzidos por Tvergaard [58] funcionam como parametros
de ajuste do modelo. Originalmente foram adotados como: g, = 1.5, g, = 1.0 e
q3 = q% O avanco e propagacao da trinca ocorre quando f na célula imediatamente

adjacente a ponta da trinca atinge um valor critico, f%.

A Fig. 16(b) mostra a representacdo tipica 2D do modelo de células
computacionais utilizando elementos finitos. O material externo a ZPFD obedece
um modelo elasto-plastico convencional (modelo constitutivo de Von Mises) e
permanece sem dano durante todo o carregamento. Os parametros principais D e
fo séo calibrados através de medicoes experimentais de tenacidade a fratura
utilizando, geralmente, corpos-de-provas laboratoriais padronizados (geralmente
amostras C(T) ou SE(B)). Através de uma série de analises numéricas nao lineares
(Método de Elementos Finitos), os parametros D e f, sdo ajustados de forma que
os resultados computacionais descrevam as medicoes experimentais. Uma vez
determinados desta maneira, os parametros D e f,, sdo assumidos como constantes
para o material em analises de integridade estrutural de componentes com

diferentes geometrias e submetidos a diferentes condicoes de carregamento.

O modelo de células proposto por X&S [59] é computacionalmente aplicavel
se os gradientes espaciais dos campos de tensao-deformacao na ponta da trinca
forem resolvidos pelas células num refinamento de malha adequado [61,67,68].

Em analise por elementos finitos, a variacao espacial de tensoes e deformacoes na
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regido proxima ao defeito é calculada discretamente, considerando os valores
médios ao longo do tamanho da célula computacional, e durante a simulacao a
extensao da trinca sera em comprimentos discretos iguais a dimensao do elemento.
Especialmente em corpos-de-prova trincados, onde o gradiente de tensdo na ponta
do defeito é bastante elevado, a resisténcia a propagacao de trincas prevista
analiticamente depende fortemente do refinamento da malha de elementos finitos
utilizada [69,70]. O refinamento da malha deve ser adequado para prover uma
resolucao dos campos de tensao suficiente para o modelo GT resolver o dano
imposto a célula. O tamanho da malha na regiao das células computacionais possui
dimensao da célula computacional (D) e este valor é, em muitas vezes, da mesma
ordem de grandeza do valor do CTOD do material. E preciso enfatizar, entretanto,
que D nao é estritamente uma variavel computacional que possa ser ajustada
conforme a conveniéncia do processamento numeérico, ou alterada para acomodar
diferentes configuragoes de trincas e/ou geometrias. Ao invés disso, D deve estar
relacionado a microestrutura do material como uma dimensao caracteristica do

mecanismo de fratura (muito embora em alguns casos isso nao seja possivel).

O desenvolvimento do modelo constitutivo de Gurson-Tvergaard expresso
pela Eq. (10) abrange, primariamente, a descri¢ao do crescimento de cavidades sob
condicoes de alta triaxialidade de tensoes tais como as observadas durante a
extensao ductil na regiao central de um corpo de prova pré-trincado com elevada
relacao a/W (e.g., 1-T C(T) com a/W = 0.5). A superficie de escoamento, g,
depende exponencialmente da relacao o,,/7, de acordo com a Eq. (10). Contudo, sob
condicoes de cisalhamento puro, existe uma dependéncia linear da porosidade, f.
Sob condigoes de baixa triaxialidade de tensoes, onde o campo de deformacoes
plasticas também possui forte efeito sobre a nucleacéo e crescimento de cavidades,
a resposta do modelo GT pode induzir potenciais desvios em relagao ao
comportamento real do material. Tal comportamento sob condicoes de baixa
triaxialidade de tensoes nao afeta significativamente analises de corpos-de-prova
pré-trincados sob estado plano de deformacoes. Analises numéricas do crescimento
de trincas conduzidas por por Xia e Shih [59] em diferentes condicoes de

triaxialidade mostraram que, apds o crescimento da trinca através de algumas
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células (~0.5 mm), a sua extensao ductil subseqiiente ocorre sob condicoes de
triaxilidade de tensoes mais elevada. A interpretacao fisica da elevacao do estado
triaxial de tensdes ap6s uma pequena extensao ductil da trinca esta associada a
mudanga geométrica da ponta da trinca, isto é, a trinca torna-se mais aguda
(resharpening) do que nos estagios anteriores do carregamento. Tal mecanismo
restaura, parcialmente, as tensoes relaxadas durante o processo de intensa
deformacao plastica da ponta da trinca (crack tip blunting). Conseqiientemente,
analises numéricas em estado plano de deformacoes utilizando o modelo de células
computacionais mostram com aderéncia adequada as Curvas R medidas
experimentalmente usando somente os parametros de células D e f,, acoplados

ao modelo de Gurson-Tvergaard.

Para anélises de estruturas de baixa triaxialidade em estado plano de
deformacoes (e.g., corpos-de-prova M(T)) ou 3D, a resposta do modelo GT possui
uma influéncia muito maior sobre a correta descricdo da extensao ductil. Tais
condicoes podem ser observadas na regiao a frente da trinca, de corpos-de-prova
C(T) ou SE(B), préoxima a superficie externa do sélido (onde a tensao normal a
superficie é nula), incluindo a raiz do entalhe lateral (side groove) ou em
componentes estruturais contendo trincas e submetidos predominantente a
esforcos de tracao. Analises 3D conduzidas por Ruggieri [27] para amostras SE(B)
com entalhe lateral mostram claramente a severidade deste problema.
Adicionalmente, observacoes experimentais revelam, em alguns casos, que a
extensao ductil é maior na regidao do entalhe lateral do que na regiao central a
frente da trinca. Em contraste, as previsées numéricas realizadas por Ruggieri e
Dodds [27,66] indicam grande curvatura da frente da trinca (crack front
tunneling) com crescimento de trinca minimo na regiao do entalhe lateral préoxima
a superficie externa da amostra SE(B), onde a triaxialidade de tensées é bastante

baixa com deformacoes plasticas elevadas.

Chu e Needleman [71], Motivados pelas observacoes acima propuseram a
utilizacao de uma funcao de aceleracao da taxa de crescimento de cavidades (df)
controlada pela magnitude das deformacoes plasticas para melhorar a resposta do

modelo GT em regioes de baixa triaxialidade de tensoes sem, entretanto, afetar
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significativamente a sua resposta em regides de alta triaxialidade.
Conceitualmente, a contribuicao adicional a taxa de crescimento de cavidades, df,
esta associada a nucleacao de novas cavidades secundarias causada pelas
elevadas deformacoes plasticas e forte localizacao apés o crescimento das grandes
cavidades. Chu and Needleman [71] sugerem uma forma modificada da taxa de

crescimento de cavidades na forma:

df = (1 — dek + A(ey)de, (11)

onde &, é a deformacéo plastica (corrente) da matriz e o primeiro termo define a
taxa de crescimento de cavidades devido a triaxialidade de tensdes macroscépica

(i.e., & = 0 recupera a forma original do modelo GT). A forma proposta para a

fungéo A(e,) é expressa como:
€, — €

Na Eq. (12), a deformacao plastica (correspondente a nucleagao de novas
cavidades) obedece a uma distribui¢do normal com média e, desvio padréo sy e
fy representa a fracdo volumétrica das particulas que efetivamente contribuem
para a nucleacdo de novas cavidades. O parametro e, controla o inicio da
aceleracao de crescimento de cavidades devido ao efeito de deformacoes plasticas.
A utilizagho de elevados valores de €, implica que o mecanismo de nucleacao
secundaria s6 comecara a agir apos a obtencao das tensoes de pico em células com
alta triaxialidade. Conseqiientemente, a aceleracido de crescimento de cavidades
torna-se ativa somente em regioes com baixa triaxialidade de tensoes com efeitos
pequenos sobre a previsao das Curvas R. Os parametros sy e f controlam a taxa
e a severidade da nucleacao secundaria, estes parametros devem ser escolhidos de
forma a manter estabilidade numérica nas analises computacionais. Trabalhos
adicionais de Ruggieri [27] exploram detalhadamente a aplicacdo do modelo GT
com aceleracao de dano através de nucleacao secundaria em termos da resposta de

células unitarias submetidas a deformacao uniaxial.
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4.1.1 Implementacao Numérica das Células Computacionais

O modelo original de Gurson foi derivado de uma anélise-limite aproximada para
um elemento de material rigido idealmente plastico (Von Mises) contendo uma
cavidade esférica em seu interior [67,68]. Para cavidades pré-existentes, o modelo
de Gurson permite descrever o efeito do crescimento de cavidades e a perda de
resisténcia mecéanica (softening) do material induzido pelo dano imposto ao
material, a0 mesmo tempo em que permite prever a taxa de crescimento destas
cavidades durante a deformacao plastica e prever tanto a iniciacdo da fratura
quanto a propagacao estavel da trinca [67,72]. A Figura 17 mostra a forma dos

campos de escoamento da funcdao GT (Eq. (10)) para varios valores de porosidade.

0.01 .

3[90(?.'70\ |\ | :
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0

Figura 17 Superficie de escoamento em fungdo da tensdo hidrostdtica para
vdrios valores de porosidade, f, de acordo com o modelo GT (Eq.

(10)).
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O modelo GT possui um grande potencial para descrever a evolugao do dano
imposto ao material, avaliado através da fragdo volumétrica das cavidades.
Entretanto o modelo de Gurson-Tvergaard nao é capaz de prever a fase final de
coalescimento das cavidades adjacentes durante o processo de carregamento
[61,72,73]. Este modelo (GT) néo incorpora em sua constituicdo a deformacao
plastica localizada do material ao redor da cavidade (fenémeno que inicia o
processo de alinhamento e coalescimento das cavidades), nem permite a criacao de
superficies livres de fratura explicitamente para representar o crescimento fisico
da trinca. Outra forte caracteristica do modelo de células é a significante perda de
resisténcia a partir de uma certa fracdo volumétrica (porosidade) e,
conseqiientemente, a partir de um certo ponto as células nao oferecem mais

nenhuma resisténcia a tracao.

A funcao de escoamento de Gurson-Tvergaard representada pela Eq. (10) nao
descreve realisticamente o rapido decréscimo da capacidade de carga do material
para grandes fragoes volumétricas, o qual define o inicio do mecanismo de
coalescéncia de cavidades e posteriormente a criacdo de novas superficies de
fratura. Tvergaard e Needleman [74] propuseram a substitui¢do de fna Eq. (10)
por uma fracéo volumétrica modificada, f, a qual acelera o aumento da porosidade

corrente quando f = f. na forma:

f ; [=fe

fc+’;%<f—fc> L f>fe (13)

£

onde ff é a fracdo volumétrica final, f, é a fracdo volumétrica correspondente
capacidade de carga nula, i.e., as tensoes na Eq. (9) sao nulas. Tvergaard e
Needleman [74] também mostraram que esta condicdo impde f, = 1 /44
Trabalhos de Brocks et al. [85] utilizaram anélises de células unitarias contendo
cavidades para demonstrar que f. (e também ff) é fracamente influenciado pelo

nivel de triaxialidade e pelo comportamento elasto-plastico do material (strain
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hardening) para os valores de porosidade inicial, f;,, normalmente usados em

modelos com células computacionais (f;, < 0.005). [27]

A introducdo de uma funcao de aceleragao sobre o incremento de fracao
volumétrica apresentada acima reproduz o mecanismo de coalescéncia final de
cavidades mas nao permite a criacao de novas faces da trinca e, conseqiientemente,
a sua extensao ductil. A alternativa encontrada para solucionar este problema e
gerar um modelo numérico robusto para a extensao da fratura ductil foi proposta
por Ruggieri e Dodds [66] e consiste em utilizar uma técnica numérica de extingéao
de elementos quando a porosidade critica, fg, for atingida em uma célula
computacional. Desta forma, quando a porosidade instantanea, f, da célula atinge
o valor critico, f5, é disparado um procedimento computacional que remove a
célula do modelo e alivia os esforcos nodais remanescentes no ligamento,
permitindo o avango da trinca em incrementos discretos iguais ao tamanho da
célula. Dentro deste conceito, a evolucdo do campo de tensdes no interior das
células (veja Figs. 15 e 16) obedece o modelo constitutivo de Gurson-Tvergaard
expresso pela Eq. (10) até f = f5. A partir de experiencias numéricas [59,65,66],
o valor de f5 é usualmente adotado com valores de 0.15~0.25. Assim, o estégio final
de localizacdo plastica e coalescéncia de cavidades na regiao material
imediatamente a frente da trinca macroscépica ocorre através da nulificacao das
forcas residuais de forma pré-determinada. A técnica sugerida por Tvergaard [58]
(element extinction) consiste em reduzir a forca remanescente da célula em 10-20

passos discretos.

Anaélises numéricas conduzidas por Faleskog e Shih [64] sugerem a utilizacéo
de uma abordagem simplificada para a nulificacdo das forcas remanescentes de
uma célula extinta. Estas analises consistem em um tnico elemento contendo uma
cavidade central, carregando-o até atingir a tensao maxima (macroscépica)
aplicada, e permitindo a deformacao localizada no elemento (que conduz ao
coalescimento de cavidades). Os resultados obtidos por esta série de simulacoes
demonstraram que durante o processo de deformacao localizada do material, a
tensdo da célula (macroscopica) decai para f = f5, e a deformacéo final da célula

além de f provoca um decaimento quase linear da tenséo até anula-la [61].
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A Figura 18 ilustra o processo de extingcdo de um elemento unitario utilizando
um modelo linear de reducao de forcas residuais. Tal esquema proporciona
simplicidade e robustez computacional (numérica) e, ao mesmo tempo, possui forte
conexao com o mecanismo fisico de coalescéncia de cavidades e o rapido aumento
de dano no material. Considere H como o alongamento médio da célula na direcéo
normal ao plano da trinca, como mostrado na Fig. 18(a) e ao longo da evolugao do
carregamento a porosidade na célula atingira o valor critico, f = f. Neste ponto
as forcas, Iy, correspondentes as tensoes na célula (um passo de carregamento
antes de sua extincao) sdo armazenadas e a rigidez da célula nulificada. Deste
modo, as células extintas permanecem no modelo topolégico mas nao contribuem
mais a rigidez global da estrutura. Durante incrementos de carga subseqiientes,
as células extintas continuam a se deformar com uma elongacdo média H, veja Fig.
18(b). As forcas nodais, Fy,, sdo reduzidas a zero de forma linear para incrementos
subseqiientes de elongacdo H > H,, como mostrado na Fig. 18(c).
Conseqiientemente, para qualquer carregamento apés f =fy, a fracdo
remanescente de forcas nodais aplicada sobre a célula extinta é yF,, onde y é

eXpresso por:

0=y=1 (14)

e B é o fator de reducgdo de forgas nodais. Experiéncias numéricas geralmente

permitem adotar-se 8 = 0.2 como valor tipico.

O mecanismo de extincao de células apresentado acima cria novas superficies
de maneira controlada e elimina dificuldades numéricas em analises com grandes
deformacoes e nao linearidades. Sem este artificio numérico, os elementos de
células adjacentes a trinca tornam-se progressivamente mais distorcidos com o
aumento da deformacao, particularmente para os tamanhos de células
normalmente utilizados em modelos de fratura duactil (D = 50 — 200um).
Observacoes numéricas apontam para uma severidade maior deste problema em
modelos 3D, principalmente em relagdo ao crescimento nao uniforme da frente de

trinca (crack front tunneling). Neste caso, ocorrem severas distor¢oes espaciais nos
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Figura 18 Modelo de reducdo de forcas nodais remanescentes apés a exting@o
de uma célula computacional. [27]

elementos (twisting) o que provoca gradientes inadmissiveis de deformacao,
atingindo facilmente valores de Jacobianos negativos com a inevitavel interrupcao
da andlise pela falta de convergéncia global do sistema. Valores usuais de
porosidade, provenientes de estudos numéricos [59,66], para definir a posicao da
ponta da trinca (ao decorrer do aumento do carregamento), estao situados em torno
de f = 0.1. Este valor possui carater “operacional” situado a frente de trinca na

fronteira da regido de maxima tenséao, mas fora da regido altamente danificada

49



Fernando Dotta

(f = 0.15) onde, praticamente, a célula nao suporta mais carga e o modelo GT nao

consegue descrever com precisao o comportamento do material.

As analises numéricas de propagacao estavel (regime ductil) de sélidos e
estruturas contendo trincas sao realizadas através do cédigo nao linear de
elementos finitos WARP3D [84]. As caracteristicas centrais do c6digo incluem: (1)
implementagao dos modelos constitutivos de Von Mises e Gurson-Tvergaard
utilizando teoria de grandes deformacoes; (2) extincao de células utilizando o
modelo linear de reducao de forcas nodais; (3) reducao automatica do incremento
de carga (load step) baseado na taxa de dano material na célula e (4) determinacao

da integral J através de procedimentos numéricos utilizando integrais de dominio.

4.1.2 Aspectos Gerais da Calibracao dos Parametros Computacionais

Idealmente, na zona de processo de fratura ductil, as cavidades sdo nucleadas nas
inclusoes de maior tamanho pela decoesao e/ou fraturamento da prépria particula
[28,86]. Entretanto, em acos microligados modernos, o nivel de inclusées é baixo
e a ocorréncia de inclusoes alongadas (tipo MnS) é praticamente inexistente, desta
forma reduzindo o ntimero de sitios para a nucleacdo de cavidades durante o
processo de fraturamento. Todavia, o emprego de elementos de liga formadores de
particulas de segunda fase (e.g., carbonetos e carbonitretos) gera uma grande
quantidade de particulas finamente dispersas na matriz. Embora o didmetro seja
muito menor que as inclusdes nao metalicas, estas particulas também podem
atuar como nucleadores de cavidades. Evidentemente, nem todas as particulas de
segunda fase e inclusoes irdo gerar novas cavidades, e nem todas as cavidades

surgirao devido aos carbonetos e inclusoes.[12]

No presente contexto, um dos ingredientes centrais da metodologia
micromecéanica apresentada é a calibracdo dos parametros D (tamanho da células)
e [, (fracdo volumétrica inicial) associados diretamente as células computacionais
que incorporam o modelo constitutivo de Gurson-Tvergaard [57,58]. Estes
parametros governam o modelo de células computacionais e, conseqiientemente,
controlam a resposta ductil do material. Necessariamente estes parametros devem

ser calibrados a partir de dados experimentais, que geralmente siao obtidos a partir
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de ensaios de fratura de corpos-de-prova C(T) e SE(B). A Fig. 19 apresenta o efeito
genérico dos parametros D e f,, sobre as Curvas R (J — Aa). Fixando o valor da
porosidade inicial, f;, e atribuindo valores crescentes de D, a Integral J necessaria
para produzir uma mesma extensdo ductil aumenta, Ada, como mostra
esquematicamente a Fig. 19(a). Por outro lado, para D fixo, e valores decrescentes
de f,, produzem valores de Integral J maiores para produzir uma mesma extenséo
ductil, Aa, como mostra a Fig. 19(b). Estes parametros tém pequeno efeito sobre
o valor de J para iniciagdo da trinca, J;. A interpretacio fisica deste
comportamento decorre diretamente da consideracio do trabalho de fraturamento
da célula computacional. Dentro do presente contexto, o aspecto mais importante,
entretanto, é a existéncia de diversos pares (D, f;) que produzem a mesma Curva
R (claramente mostrada pela Fig. 19), o que torna o método de calibracao destes
parametros um processo em duas etapas. Entretanto, experiéncias numéricas
demonstram que existe uma faixa pequena de pares (D,f,) que fornece boas

correlacoes entre as previsdes numeéricas e os dados experimentais [27,66,61].

Porém, requisitos computacionais impoem certas restricoes sobre a
determinacio mais adequada do tamanho da célula: (1) D deve ser representativo
do espacamento médio das (grandes) inclusoes responsaveis pela nucleacao das
cavidades; (2) as Curvas R numéricas (previsao) escalam quase proporcionalmente
com D para valores fixos de f; (3) o mapeamento de um elemento finito por célula
deve fornecer resolucao adequada do campo de tensoes e deformacoes dentro da
ZPFD e no material adjacente a regiao da frente da trinca; (4) detalhes do modelo
constitutivo de dano (modelo de Gurson-Tvergaard [57,58]); (5) propriedades do
elemento finito utilizado. A partir de observacoes e experiéncias numéricas
[66,84,95], verificou-se que os valores de D para acos ferriticos situam-se em torno
de 50~200 um. Esta faixa de valores satisfaz o requisito (1) e, a0 mesmo tempo,
fornece resolucao satisfatéria do campo de tensoes e deformacoes, como requerido

em (3), ap6s a iniciacao e crescimento da trinca. [27]

Cada mudanca em D requer a construcao de uma nova malha de elementos
finitos. Tais malhas néo sao triviais em sua construcao e o esforco de calibracao é

significantemente reduzido fixando-se D no inicio do processo de calibracéao e
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Figura 19 Efeitos dos parametros D e fy sobre as curvas de resisténcia J-Aa
tlustrando o processo de calibragdo destes pardmetros. [27]
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determinando somente o valor de f,. Com o valor de D fixo para o modelo, o
processo de calibraciao prossegue focalizando somente na determinacao do valor da
porosidade inicial, f;,, que produz o melhor ajuste aos dados experimentais. Para
capturar adequadamente o micromecanismo operativo de fratura acoplado ao
elevado gradiente de tensoes a frente da trinca em propagacao, o processo de
calibracao deve preferencialmente utilizar amostras de fratura pré-trincadas. Em
geral, sao utilizados corpos-de-prova SE(B) ou C(T) com suficiente espessura e com

trinca profunda (a/W = 0.5).

4.1.3 Comportamento de Células Unitdrias Sob Deformacao Uniaxial

Analises do modelo micromecéanico para fratura ductil utilizando células unitarias
sob deformacao uniaxial fornecem resultados que auxiliam o entendimento da
resposta do modelo constitutivo de Gurson-Tvergaard [57,58] e suas implicacoes
sobre comportamento ductil de componentes estruturais contendo uma trinca. Os
modelos de células unitarias representam, aproximadamente, as condigcoes em
Modo I de deformacdo que dominam na regiao préxima a ponta da trinca de
corpos-de-prova de fraturas padronizados (e.g., C(T)s com a/W = 0.5 ~ 0.6).

Xia e Shih [59] investigaram os estados de tensoes em regioes imediatamente
a frente da trinca em propagacao sob estado plano de deformacoes para
configuracoes com alta triaxialidade de tensoes. Estes resultados indicam que
analises sobre os estados de deformacao uniaxial podem fornecer boa
caracterizacao das condicoes médias na regiao da ponta da trinca. Logo, analises
de uma célula unitaria fornecem suporte para um melhor entendimento da
resposta elasto-plastica do modelo GT. O modelo de célula unitaria possui a
capacidade de mostrar de forma bastante clara [27] a perda de capacidade de carga
do material associada ao crescimento de cavidades como previsto pelo modelo GT.
Adicionalmente, os potenciais efeitos da aceleracdo da taxa de crescimento de

cavidades (Egs. 11 e 12) podem ser quantificados de forma bastante simples.

As propriedades mecéanicas para o material da matriz da célula obedecem a
curva de tensao-deformacao real do API 5L-X60 (os dados completos do aco API

5L-X60 sao apresentados na secao 5). A funcdo de aceleracdo da taxa de
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crescimento de cavidades para elevadas deformacoes plasticas segue o modelo de
distribuicao normal das Eqgs. (11) e (12) com diferentes valores atribuidos aos
parametros de nucleacéo, €y, sy e fy, utilizados nas andlises. Valores fixos de €y,
fy e pequenos valores do desvio padréao, sy, restringem a nucleagdo de novas
cavidades sobre faixas estreitas de deformacédo plastica [27]. Para valores
suficientemente elevados de €y;, o processo de aceleracdo torna-se ativo somente
apoés o nivel de deformacoes plasticas correspondentes ao desenvolvimento das
tensoes maximas na célula. Sob esta condigdo, a porosidade inicial (fy) e as
propriedades mecanicas da célula determinam a tensao (macroscépica) maxima
(oy™) atingida. A rigidez da célula, governada pela tensdo méxima, é o fator
central na determinacao da resisténcia a fratura para o material [59,74,75] e nao
deve ser influenciada pelo procedimento de aceleracdo de crescimento de

cavidades.

A Fig. 20 mostra a resposta elasto-plastica da célula unitaria em termos da
tensao-deformacédo macroscépica e da porosidade sem a nucleacido secundaria
ativada. As Figs. 21 e 22 mostram a resposta da célula unitaria com a nucleacao
secundéaria ativada com valores de deformacéo plastica média €,;=0.10 e 0.75 e
com parametro s,=0.01. A tensdo maxima (tensdo de pico) na célula ocorre sob
niveis de deformacao plastica insuficientes para iniciar o processo de aceleracgao
de crescimento de cavidades e, conseqlientemente, permanece inalterada para
estes diferentes pardmetros de nucleacao. Para deformacoes plasticas na matriz
€p=~0.3-0.4 X €y, a aceleracio do crescimento de cavidades domina a resposta da
célula; neste caso, ocorre um decréscimo acentuado da tensdo macroscopica ao
mesmo tempo em que a porosidade aumenta rapidamente. Tais resultados
também demonstram o efeito acentuado do parametro fy sobre a amplitude da
taxa de aceleracgao de crescimento de cavidades na Eq. (12). A Fig. 23 apresenta
a resposta elasto-plastica da célula unitéria para o parametro s,=0.05,
novamente com diferentes valores da deformacao plastica média €,,=0.1. Neste
caso, o inicio da aceleracao da taxa de crescimento de cavidades ocorre sob valores
inferiores da deformacéo plastica &,; além disto, a utilizacdo da deformacéo

plastica média e)=0.1 provoca um decréscimo da tensdo méxima indicando,
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portanto, um valor inaceitavel para este parametro. A Fig 23 mostra o efeito
(13 b v A =
suavizador” de valores crescentes do parametro s, - o processo de aceleracao

desenvolve-se sobre uma faixa mais ampla de deformacées plasticas &,.

0/00

i f=0.20
2 Resposta modificada do elemento pelo .
B mecanismo de extingdo e a liberagéo ]
B das forgas remanescentes. T~ .
0 | | | | l | | | | l | | | | | | | | l | | | |
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5/60

Figura 20 Resposta tensdo-deformacdo para uma célula computacional
unitaria sob deformagdo uniaxial para o ago API 5L-X60.
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Figura 21 Resposta de uma célula computacional unitdria sob deformacdo
uniaxial para o ago API 5L-X60 utilizando nucleagdo sencunddria,

utilizando os par@metros Sy=0.01 e &;=0.10.
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Figura 22 Resposta de uma célula computacional unitdaria sob deformacdo
uniaxial para o ago API 5L-X60 utilizando nucleagdo secunddria,

utilizando os par@metros Sny=0.01 e &;=0.75.
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Figura 23 Resposta de uma célula computacional unitdaria sob deformacdo
uniaxial para o ago API 5L-X60 utilizando nucleagdo secunddria,

utilizando os par@metros Sy=0.05 e &;=0.10.
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4.2 Critério do Angulo de Abertura da Ponta da Trinca (CTOA)

Varias investigagoes foram realizadas [76,77,78] no desenvolvimento de critérios
de fratura aplicados em analises por meio do método dos elementos finitos, para
previsdao do crescimento de trinca em Modo I de carregamento. Alguns
pesquisadores propuseram critérios baseados na tensao ou deformacao na ponta
da trinca, angulo de abertura da ponta da trinca (Crack-Tip Opening Angle, CTOA)
ou abertura da ponta da trinca (Crack-Tip Opening Displacement, CTOD),
Integral J, etc. Destas metodologias, o CTOA apresentou resultados bastante
precisos na modelagem de extensao estavel de fraturas [79]. Observacoes
experimentais [77,79,80] e experiéncias numéricas [62,81,82] mostram que apés
um pequena propagacao de trinca o valor do CTOA tende a ser constante,
viabilizando sua aplicacdo em métodos numéricos (e.g., elementos finitos) para

previsao de crescimento de trincas.

Trabalhos realizados por Dawicke et al. [79], utilizando o conceito de CTOA
critico para prever o comportamento a fratura de chapas finas de ligas de aluminio
obtiveram resultados promissores. O processo de fraturamento em chapas
metéalicas de espessura reduzida inicia-se com o arredondamento da ponta da
trinca, seguida por um crescimento estavel. Desta forma, a trinca se propaga de
forma estavel, suportando carregamento crescente até que seja atingido um ponto
critico, onde a estrutura falha catastroficamente. O conceito do CTOA critico
assume que ocorrera extensao de trinca quando o angulo formado pelos flancos da
trinca, com origem na ponta da trinca, atinge um valor critico. Estudos adicionais
realizados por Newman et al. [82] e Dawicke et al. [62] mostram que apés um
periodo de transicao o valor critico torna-se constante (ou praticamente constante).
Adicionalmente, observou-se um severo tunelamento nas amostras C(T) e M(T)
durante o periodo de transicao; entretanto, o valor critico para ambos os
corpos-de-provas foram praticamente os mesmos. Mais além, estes estudos
indicam que o CTOA é constante para toda a espessura da parede, imediatamente
apdés um pequeno periodo transicao. Isto indica que para analises 2D em estado

plano de deformacéo a transicdo pode ser desconsiderada [79].
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Em complemento e suporte aos argumentos apresentados, Dawicke et al.
[62], utilizando técnicas fotograficas de alta resolucdo e processamento de
imagens, demonstrou experimentalmente que o valor critico do CTOA é bastante
proximo de constante e que os valores encontrados para corpos-de-prova, de
diversas espessuras, C(T) e M(T) sao praticamente os mesmos. A Fig. 24 mostra
uma fotografia com os angulos (CTOA) obtida por Dawicke et al. [62]. Tais
observacoes e argumentos dao suporte a aplicacao do critério em andlises de
elementos finitos para a previsdo do comportamento a fratura de materiais
ducteis. Outro argumento favoravel a utilizacdo do CTOA é a menor dependéncia
da malha (principalmente se comparado ao modelo de células) e o menor esforco
computacional, pois este critério é basicamente geométrico, nao necessitando de
resolucao de equacoes nao lineares internas ao modelo. Por outro lado, fazem-se
necessarias investigacoes mais detalhadas sobre esta metodologia, por ser um
critério que recentemente tém sido explorado numericamente e a grande maioria

das aplicacoes foi para chapas finas de aluminio.

Figura 24 Imagem de video de um rasgamento dictil em uma chapa fina em
liga de aluminio obtida por Dawicke et al. [62].

4.2.1 Modelagem da Extensdo Dictil de Trincas Através do CTOA

Newman et al. [83], Dawicke et al. [79], através de andalises 2D em estado plano
de deformacoes, Dawicke et al. [62] e Gullerud et al. [41], utilizando analises 3D,
mostraram a capacidade do critério CTOA para predizer o comportamento de
estruturas com defeitos. Os paradmetros governantes do modelo, i.e., as grandezas
que influenciam mais significativamente o modelo sao os angulos criticos de

iniciacéo, 6}, e propagacéo 0. A utilizacdo deste parametros sao suportados pelos
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trabalhos de Newman et al. [83] e Dawicked et al. [62,79], onde apartir de
observacoes experimentias notou-se que o valor do adngulo da ponta da trinca
(CTOA) critico possui valores mais elevados no comego da extensao ductil de trinca
e é precedido de um rapido decréscimo, ao longo do carregamento até atingir um

valor constante inverior ao inicial.

Os primeiros resultados gerados por analises elasto-plasticas através do
métodos dos elementos finitos, sob estado plano de deformacoes, indicaram que o
valor do CTOA é maior no comecgo do rasgamento ductil e decresce ao longo da
extensao da trinca até atingir um valor constante do angulo critico [82]. Apesar das
analise 2D mostrarem boa concordancia com os dados experimentais, o processo
de fraturamento é 3D. Cdodigos modernos de elementos finitos [84] podem simular
de forma eficiente e precisa o comportamento a fratura utilizando o critério CTOA
com a adicao de mais alguns parametros computacionais (para maiores detalhes

veja ref. 84).

A Figura 25 mostra um modelamento tipico de elementos finitos 2D (estado
plano de deformacéo) para o uso do critério do CTOA critico. Os nés que estao
restringidos definem o plano de simetria e o ligamento remanecescente da trinca.
Os noés restantes, nao restringidos, definem a face da trinca; o valor do CTOA é
medido entre o né da ponta da trinca (primeiro né do ligamento) e os nés nao
restringidos adjacentes. O crescimento da trinca através da liberacao da restrigao
do né da ponta da trinca ocorre quando o valor do dngulo entre os nés (CTOA)
atinge um valor critico. Apés a liberagao da restricao do né, automaticamente a

ponta da trinca torna-se o préximo né restringido (veja Fig. 25, né6 c).

Contudo, em analises 3D a complexibilidade aumenta sensivelmente, mesmo
para crescimentos limitados em Modo I puro. Numericamente, a nocao de “ponta
da trinca generalizada” para a frente de trinca pode gerar um ciclo infinito (loop
infinito). Simulagoes tridimensionais de crescimento de trinca se comportam como

multiplas trincas 2D crescendo simultaneamente formando a frente de trinca.

Para resolver o problema 3D descrito acima, Gullerud et al. [41] propuseram

a utilizacao do conceito de noés vizinhos para definir a frente de trinca ao longo do
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(a) (b)

Figura 25 Extensdo de trinca em Modo I pelo mecanismo de liberagdo de nos
utilizando o CTOA em 2D.

crescimento do defeito e formular um mecanismo generalizado para anédlises 3D,
onde a vizinhanca “nodal” compreende todos os nés dos elementos que formam a
ponta da trinca. Este artificio proporciona uma forma robusta de computar os
valores de CTOA para cada né da frente de trinca; e da mesma forma que em 2D
os noés nao restringidos formam a superficie da face da trinca. Este mecanismo
detecta automaticamente a frente de trinca inicial em evolucao, minimizando a

quantidade de informacoes necessarias ao modelo.

Complementarmente, Gullerud et al. [41] propuseram um mecanismo
simplificado de extensdo de trincas 3D, utilizando o critério CTOA, para
configuracoes de trincas passantes com crescimento de trinca uniforme. Neste
caso, o avanco da trinca esta definido por apenas um né, normalmente conhecido
como né mestre. Desta maneira, quando o CTOA atinge o valor critico no né mestre,
todos os nés que pertencem a frente da trinca sdo automaticamente liberados.
Tipicamente, o n6 mestre é definido no centro do modelo (situado na frente de
trinca) para que o controle do crescimento nao seja afetado pelas condigoes de
contorno ou por efeitos de fronteira. A utilizagdo do né mestre é bastante util em
analise de corpos-de-prova onde ha pouco tunelamento de trinca, e.g.,
configuracoes como SE(B) ou C(T), especialmente as com entalhe lateral (side

groove). A Figura 26 mostra um modelamento usual 3D utilizando a liberagéo de
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ndés para uma amostra com crescimento de trinca constante, onde L denota a

distancia de medicao para o angulo da ponta da trinca (CTOA).

’
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Figura 26 Mecanismo de crescimento constante de trinca utilizando CTOA
para modelamentos 3D.

4.2.2 Limitacoes de Malha

Analises 3D de extensao ductil utilizando o critério CTOA geralmente exibem
problemas significativos com relacao ao aspecto geométrico do elemento. Diferente
do modelo de células, onde as grandezas geométricas influenciam o modelo de
forma generalizada e quase que somente os valores das porosidades, a abordagem
pelo CTOA apresenta grandes distorcoes nos resultados em funcéo da relacao dos
comprimentos dos lados do elemento, ou seja, para um mesmo elemente pode-se
obter mais de um unico valor de angulo critico. Tal problema é apresentado no
trabalho de Gullerud et al. [41]; neste trabalho foram conduzidas duas analises
para um corpo-de-prova SE(B), uma com uma malha mais refinada com razao de
aspecto do elemento de 1:1 e outra menos refinada com razao de aspecto de 1:2. A
Fig. 27 mostra duas anédlises conduzidas para a amostra SE(B) com diferentes
razoes entre os lados dos elementos. A Fig. 27(a) apresenta a evoluciao da trinca
utilizando elementos com relacdo entre os lados (razao) de 1:1 e a Fig. 27(b) com

razao de 1:2, ambas para o mesmo passo de carregamento. As previsoes de trincas
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para os dois modelos apresentaram tunelamento na regido central (préximo ao
plano de simetria) do corpo-de-prova. Entretanto, o crescimento da trinca obtido
pela malha mais refinada (Fig. 27(a)) apresenta-se mais suave e com maior

concordancia com os resultados experimentais.[41]

As distorcoes e erros geradas pelo modelo com razao de aspecto de 1:2 estao
associadas puramente com a geometria do elemento deformado (veja Fig. 27(b)),
pois os angulos formados pelos vértices do elemento sdo diretamente proporcionais
ao comprimento do lado referido. Estes efeitos sdo mais significativos no
tunelamento da trinca, pois este ocorre na direcao da espessura da amostra
(perpendicular a direcao de crescimento da trinca). Por outro lado, apesar desta
limitagdo de malha, os procedimentos numéricos atuais implementados nos
codigos de elementos finitos [84] ndo apresentam maiores limitacoes em relacao
ao tamanho do elemento entre modelos, isto é, pode-se calibrar os valores criticos
do CTOA com um tamanho de elemento e utilizar os mesmos valores em outros
modelos com tamanho dos elementos diferente do primeiro [41,62,79]. Entretanto,
deve-se salientar que o tamanho da malha deve ser adequado para capturar com
precisdo os campos de tensado/deformacao e respeitar a relacao dos lados dos

elementos em torno de 1:1.
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Figura 27 Efeitos do refinamento de malha sobre a evolugdo da trinca
utilizando CTOA 3D: (a) malha com razdo de aspecto do elemento
de 1:1, (b) malha com razdo de aspecto do elemento de 1:2.[41]
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MEDICOES EXPERIMENTAIS 5

Para investigar o comportamento de dutos contendo falhas axiais foi realizada
uma série de testes de ruptura em dutos em escala real (ensaio hidrostatico) para
dois acos comumente empregados na construcao de sistema dutoviarios, estes aco
sao: API 5L-X60 e API 5L-X70. Os ensaios conduzidos para o aco API 5L.-X60 estao
inseridos no programa de integridade estrutural da PETROBRAS e inclui
corpos-de-prova contendo trincas internas e externas com diferentes geometrias.
As geometrias das trincas e os corpos-de-provas serdao denotados pelas suas
respectivas dimensoes, i.e., 0os espécimes serdao nomeados pelo tamanho de suas
trincas representadas pela profundidade da trinca e comprimento, a X 2¢. A Fig.

28 mostra, de forma esquematica, as dimensoes de uma duto com trinca externa.

Cp—

B

-« Q¢ —>»

Figura 28 Corpo-de-prova (duto) utilizado nos testes de pressao de colapso.
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5.1 APISL-X60

Os corpos-de-prova construidos em ago API 5L.-X60 possuem diametro externo de
508 mm (20”), espessura da parede de 15.8 mm e comprimento de 3 m [87]. Foram
conduzidos ensaios com trincas de 3xX60, 7x140 e 10x200 mm, localizadas
internamente e externamente aos dutos, sendo importante salientar que estas
amostras possuem relacao a/2c¢ = 0.05. As trincas foram geradas através de um
processo de eletro-erosao, entretanto, o defeito inicial nao foi submetido a uma
ciclagem de pressdao para a propagacao da trinca por fadiga. Todavia, a alta
precisdo do processo de eletro-erosao permite utilizar os dutos nos ensaios sem
propagacao por fadiga. Adicionalmente, este programa experimental monitorou os
defeitos durante o carregamento utilizando a técnica de pulsos ultra-soénicos [88].
A Tabela 1 mostra os resultados dos testes hidrostaticos realizados para todos os
corpos de provas e a Fig. 29 mostra o monitoramento do crescimento da trinca em

funcao da pressao para dois dutos ensaiados com trincas internas: 3 X 60 e 7 x 140.

Tabela 1: Pressoes de colapso medidas a partir dos ensaios hidrostdticos para
os dutos em agco API 5L-X60 [88]

Trinca Interna Trinca Externa
a X 2c¢

(mm) ¢/t Pg (MPa) Pg (MPa)
3x60 0.19 33.0 315
7x140 0.44 275 25.0
10x200 0.63 92.0 21.0

Corpos-de-prova de tracao, de secdo retangular (ASTM A370 [89]), com
espessura de 13 mm foram extraidos diretamente dos dutos na orientagéao
circunferencial para a medicao das propriedades mecanicas. O material ensaiado
apresenta 483 MPa de limite de escoamento (oy;) na temperatura ambiente (20 °C)
e encruamento de moderado para baixo (0,/0,s = 1.24, onde o, é o limite de
resisténcia). A Tabela 2 mostra a composi¢ao quimica do material e a Tabela 3
sumariza as propriedades mecanicas do API 5L-X60. A Figura 30 mostras as

curvas tensao-deformacao de engenharia e real obtidas pela média de seis
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corpos-de-prova para o aco testado. Outras propriedades mecanicas foram obtidas:

moédulo de elasticidade, E = 216GPa e o coeficiente de Poisson, v = 0.3.

Aa(mm
- T
1.5 __ 0 Trinca 7x140 interna 9 __
- O Trinca 3x60 interna .
1ot L ]
i 1 1 1 1 l 1 1 1 1 l 1 1 1 1 l 1 1 1 1 |
0 10 20 30 40

P(MPa)

Figura 29 Extensdo dictil durante o teste hidrostdtico, medido a partir da
técnica de pulsos ultra-sénicos para os dutos em API 5L-X60 [88].

Tabela 2: Composicao quimica do aco API 5L-X60 (% em massa) [90]

C Si Mn P S Cu Cr Mo Nb Vv Al Ti B

0.12 0.29 1.42 0.021 0.009 0.01 0.02 0.01 0.026 0.04 0.023 0.01 0.007

Tabela 3: Propriedades mecdnicas do ago API 5L-X60 na temperatura ambiente

(20 °C) [90]
o,, (MPa) o, (MPa) & (%) 0, /0y
483 597 29 1.24

0,: 0.5% da tenséo de prova ; 0,: tensdo limite de resisténcia
¢,: alongamento uniforme (em 50 mm de comprimento ttil)
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Figura 30 Resposta do ago API 5L-X60 submetido a carregamento
monotoénico. [90]

Ensaios laboratoriais de fratura utilizando corpos-de-prova padronizados
foram conduzidos por Silva [90] que, utilizando a técnica queda de pontencial
[91,92], mediu a curva de resisténcia a fratura, Curva R, para o material em
estudo. Corpos-de-prova do tipo compacto, C(T), foram extraidos do duto na direcao
TL, estas amostras possuem espessura, B, de 13 mm (0.5-T), altura, W, de 26 mm
e relacao de profundidade de trinca, a/W = 0.5. Ap6s a pré-trinca por fadiga, foi
realizado 15% (1 mm) de entalhamento em ambas as faces laterais nos
corpos-de-prova. A Fig. 31 mostra, esquematicamente, as dimensoes principais do
corpo-de-prova C(T) segundo a norma ASTM E1820 [93].

Os ensaios para a medicao da resisténcia a propagacao de fratura foram
conduzidos segundo a norma ASTM E1820 [93] para determinacao da resisténcia
a fratura. Os valores de Integral J foram determinados através dos dados de

carregamento (carga vs. deslocamento). A Fig. 32 apresenta as curvas J vs. 4a; um
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B

w_

Figura 31 Corpo-de-prova padrao de trinca profunda, C(T), utilizado para a
determinacdo da curva de resisténcia a fratura, Curva R.

simples procedimento de extrapolacao indica que o valor do J de iniciacdo de
rasgamento ductil, J;,, é aproximadamente 207 kJ/ m? [90]. Apesar dos valores
experimentais de J ultrapassarem o limite de validade para valores elevados de
extensao de trinca (4da = 2.5mm), estabelecido pela norma ASTM E1820 [93],
estas Curvas R obtidas serao utilizadas para calibrar os modelos computacionais,

pois estas refletem o comportamento real do material.

5.2 APISL-X70

Os corpos-de-prova construidos em ago API 5L.-X70 possuem diametro externo de
219 mm (8 5/8”), espessura nominal de parede de 14.72 mm e comprimento de 1
m [94]. Foram conduzidos ensaios com trincas de 1.5 X 15 e 3.5 X 58 mm localizadas
externamente aos dutos e geradas através de um processo de eletro-erosao. As
amostras foram submetidas a uma ciclagem de pressao (~40,000 ciclos) para a
propagacao de trinca por fadiga. Diferentemente dos dutos construidos em aco API
5L-X60, os quais possuem relacdo a/2c igual para todas as amostras, no caso destes
dutos as relacoes sao: a/2¢c = 0.10 para a amostra 1.5 X 15 mm e a/2c = 0.06 para
a amostra 3.5 X 58 mm. A Tabela 4 mostra os resultados dos testes hidrostaticos

realizados para os corpos de provas utilizados neste estudo.
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Figura 32 Curvas experimentais de resisténcia a fratura, Curva R, para a
amostra 0.5-T C(T) em ago API 5L-X60. [90]

Tabela 4: Pressoes de colapso medidas a partir dos ensaios hidrostdticos paras

os dutos em API 5L-X60 [94]
a X 9¢ P Trinca Externa
(mm) a
Pg (MPa)
1.5x15 0.10 91.0
3.5%x58 0.23 85.7

Corpos-de-prova de tracao, de secdo retangular (ASTM A370 [89]), com
espessura de 13 mm foram extraidos diretamente do dutos na orientagao
circunferencial para a medicdo das propriedades mecanicas. O referido material
apresenta 484 MPa de limite de escoamento (0y) na temperatura ambiente (20 °C)
e encruamento de moderado para baixo (0,/0ys = 1.22). A Tabela 5 mostra a
composicao quimica do material e a Tabela 6 sumariza as propriedades mecanicas
do aco API 5L-X70 testado. A Fig. 33 mostra as curvas tensdo-deformacao de

engenharia e real obtidas pela média de trés corpos-de-prova para o API 5L-X70.
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Outras propriedades mecanicas foram obtidas: moédulo de elasticidade,

E = 207GPa e o coeficiente de Poisson, v = 0.3.

600

400

API 5L-X70 (20 °C) .
200 b Oys = 484MPa -

Curva de Engenharia -

i — — — = Curva Real ]

0 0.05 0.10 0.15 0.20

Figura 33 Resposta do aco API 5L-X70 submetido a carregamento
monotoénico. [12]

Tabela 5: Composicdo quimica do aco API 5L-X70 (% em massa) [12]

C Si Mn P S Cu Cr Mo Nb Vv Al Ti

0.10 0.17 0.56 0.021 0.003 0.02 0.12 0.13 0.052 0.028 0.021 0.013

Tabela 6: Propriedades mecdnicas do ago API 5L-X70 na temperatura ambiente

(20 °C) [12]
o,, (MPa) o, (MPa) & (%) 0, /0y
484 590 46 1.22

0,: 0.5% da tenséo de prova ; 0,: tensdo limite de resisténcia
¢,: alongamento uniforme (em 50 mm de comprimento ttil)
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Os testes de fraturamento foram conduzidos segundo a norma ASTM E1820
[93] para determinacao da resisténcia a fratura. A Fig. 34 apresenta as curvas J
vs. Aa obtidas na orientagao de chapa TL; segundo a norma ASTM E1820 [93], o
valor de J de iniciacdo de rasgamento ductil, JJ;,, é aproximadamente 440 k.J/ m?
[12].

J(kJ /mz)
1500 B 1 1 1 1 l 1 1 1 1 l 1 1 1 1 l 1 1 1 1 |
1250 ++ o a > Medidas Experimentais p O o2
i o > P ]
[ R S L
1000 F LI -
: oo A B “ i
= o m] > > %A ]
750 F ER SN .
B o ° SN . ]
i CNCR ]
500 - % D%A a® s i B
B m A a® . ]
I .
250 b 5 Amostra I.TC(T)
?AD o com entalhe lateral
0 B | | | ' | | | | ' | | | | ' | | | | |
0 1 2 3 4

Aa(mm)

Figura 34 Curvas experimentais de resisténcia a fratura, Curvas R, para a
amostra 1-T C(T) em ago API 5L-X70. [12]
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PREVISAO DE PRESSAO DE COLAPSO UTILIZANDO
METODOLOGIA CONVENCIONAL 6

Esta secdo nao possui a pretensdo de realizar uma revisdo detalhada de
procedimentos de avaliacao de falhas (FAD) e de suas respectivas formulacoes. O
intuito deste capitulo é expor os aspectos mais relevantes do procedimento
BS:7910 e prever as pressoes de colapso dos dutos ensaiados (veja Capitulo 5)
utilizando as curvas de avaliacdo geradas pelo procedimento em questdo. No
presente trabalho, optou-se por utilizar o procedimento da British Standard
BS:7910 [10], pois atualmente é largamente empregado na avaliacao de
integridade estrutural de linhas de dutos e possui um vasto anexo, que inclui
procedimentos para diversas etapas do processo de avaliacao. A utilizacao do FAD,
no atual contexto, tem como objetivo complementar as informacoes sobre previsao
do comportamento de dutos contendo defeitos, para uma melhor e mais precisa
avaliacdo da metodologia proposta por este trabalho. Maiores detalhes sobre o

procedimento BS:7910 sao fornecidos no Apéndice B.

6.1 Avaliacao da Integridade Estrutural Através do Procedimento BS:7910

Metodologias para avaliagdo do impacto de defeitos em estruturas através de
diagramas de avaliacao de falhas (FAD) sdo amplamente utilizadas por normas
internacionais e aplicadas pela industria, devido a sua simplicidade de
implementacao e rapidez. Tais diagramas permitem, a avaliagdo de uma estrutura
com defeito combinado a falha por fratura e colapso plastico em uma tnica curva.
A metodologia consiste na construcao, sobre um sistema de coordenadas x, y (onde
0 eixo x representa o carregamento que induz o colapso plastico e o eixo y
representa o carregamento que induz colapso por fratura fragil), de uma curva que
limita a zona de operacao segura da estrutura em questao (veja Fig. 10). Este

diagrama é construido por uma funcao da forma:
Kr = f (Lr> (15)
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onde K, representa a resisténcia a fratura fragil em funcdo do carregamento

aplicado (L,).

A BS:7910 esta dividida em trés niveis de avaliacao, separados em funcao das
informacoes disponiveis sobre o material e o grau de complexidade da anélise. No
presente trabalho foi selecionado o nivel 2B, pois estao disponiveis todas as
propriedades mecanicas do material (incluindo a curva tensao-deformacao) e
também este é aceito pela comunidade industrial como o mais adequado para este

fim.

Uma vez que se é obtida a curva (locus) que define a regiao segura e insegura,
deve-se localizar o ponto de operacdo da estrutura no diagrama (veja Fig. 10)

através das seguintes expressoes:

o
_ ref
LT‘ - O-'ys (16)
_ K
K, B 17

onde o, € a tenséo de referéncia aplicada na estrutura (a qual combina a
intensificagdo de tensao devido a trincas e o carregamento da estrutura), K é o fator
de intensidade de tensodes aplicado a estrutura e K,,,, é o valor critico do fator de
intensidade de tensdo do material (K;,). No caso da BS:7910, a determinacéo do
K,..: (quando néo ha valor medido experimentalmente) é realizada através dos

valores de energia Charpy, C, (maiores detalhes no Apéndice B).

6.1.1 API5L-X60

Para o API 5L-X60 o valor de C,, = 135.0 J, resultando em K,,,;, = 148.8 MPa /m
(detalhes adicionais ver Apéndice B). Desta forma, com o valor K, ; estabelecido
e variando o carregamento na estrutura obtém-se diversos pares (K, , L,), que
avancam de dentro da Zona Segura para a Zona Insegura definindo uma reta que
cruza com o locus. Este ponto (interseccao entre o locus e a reta de carregamento)

é o ponto de falha da estrutura (veja Fig. 10). Seguindo esta metodologia, obteve-se
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o diagrama de avaliacao de integridade estrutural, segundo a BS:7910 [10], para

os dutos ensaiado como mostra a Fig. 35.

K,
i I I I I l I I I I l I I I I l I I I I l I I I I l I’-/I’,'I I |

v
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Figura 35 Diagrama de avaliacdo de falha para os dutos de 20” construidos
em ago API 5-L X60, segundo o procedimento BS:7910 [10].

O procedimento em questdo, por razoes de simplificacdo, nao diferencia
trincas internas e externas para o calculo do K, aplicado. Em outras palavras,
BS:7910 utiliza expressoes (localizadas nos anexos) para célculo de tais valores,
em dutos com trincas longitudinais, que nao diferenciam a posicao da trinca em
relagéo ao duto (interna ou externa). Note também que L, depende diretamente
de O, que por sua vez esta baseado no trabalho de Kiefner [38] et al. que também

nao diferencia o posicionamento da trinca nas estimativas de tensoes atuantes.

Esta simplificacdo pode gerar dispersdes significativas nos resultados
obtidos. Apesar dos resultados experimentais mostrarem pequenas diferencas

entre as trincas externas e internas, estas devem ser levadas em consideracao, pois
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existem outros mecanismos envolvidos que podem ser bastante sensiveis a estas
diferencas. Deve se salientar que as diferencas nos resultados experimentais dos
dutos (trincas internas ou externas) sdo relativamente pequenas apenas para
estas configuracoes, outras configuracoes de dutos podem apresentar
comportamentos bem mais distintos do que neste caso. A Tabela 7 mostra uma

sintese dos resultados obtidos, pressao de colapso, pela BS:7910.

Tabela 7: Resultados de pressdo de colapso para os dutos de 20” (API 5L-X60)
obtidos pela BS:7910 e experimentalmente.

Trinca Interna Trinca Externa

a X 2¢c BS:7910 - -
(mm) Pgg (MPa) Experimental Prsp | PaS Experimental Prp /Pas

Pexp (MPa) Pexp (MPa)
3% 60 21.4 33.0 1.54 31.5 1.47
7 %140 19.3 27.5 1.43 25.0 1.30
10 x 200 14.2 22.0 1.54 21.0 1.48

6.1.2 API5L-X70

O precedimento aplicado para os dutos construidos em aco API 5L-X70 é
semelhando ao utilizado anteriormente para o API 5L-X60. Através da energia
Charpy, C, = 225.0 J, obtém-se o valor de K,,,, = 194.8 MPa /m. Com o K,,; e
variando o carregamento na estrutura obtém-se diversos pares (K, , L,), que
avancam de dentro da Zona Segura para a Zona Insegura definindo uma reta que
cruza com o locus. Este ponto (cruzamente entre as curvas) é o ponto de falha da
estrutura (veja Fig. 10). A Figura 36 mostra o diagrama de avaliacao de falhas
(FAD) para os dutos contruidos em API 51.-X70. A Tabela 8 mostra uma sintese dos

resultados obtidos, pressao de colapso, pela BS:7910.

As previsoes feitas através do procedimento BS:7910 apresentam valores
bastante conservadores para os dois materias estudados. O conservadorismo
destas previsoes gira em torno de 30%, tais previsoes condenariam estruturas com

defeitos que estdo operando de forma segura, acarretanto em reparos ou
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Figura 36 Diagrama de avaliacdo de falha para os dutos de 8°/8” construidos
em aco API 5-L X70, segundo o procedimento BS:7910 [10].

substituicao de trechos de linhas de dutos e, conseqiientemente, a interrupg¢ao da

linha.

Tabela 8: Resultados de pressdo de colapso para os dutos de 20” (API 5L-X60)
obtidos pela BS:7910 e experimentalmente.

Trinca Externa
a X 2¢c BS:7910

(mm) Pgg (MPa) Experimental Pexp | Pas

Pexp (MPa)
1.5x15 62.8 91.0 1.47
3.5x58 60.6 85.7 1.41
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PREVISAO DE PRESSAO DE COLAPSO EM DUTOS
UTILIZANDO MODELOS 2D 7

O programa experimental (veja Capitulo 5) demonstrou que a falha estrutural em
dutos contendos defeito é, freqiientemente, precedida por crescimento estavel do
defeito até que um tamanho critico seja atingido. Este crescimento estavel do
defeito proporciona aumentos significativos na capacidade de carga além dos
limites elasticos e elasto-plasticos da estrutura, dissipando grande quantidade de
energia. Entretanto, ensaios e observacoes experimentais também revelam uma
forte influéncia do tamanho e geometria do corpo de prova, do tamanho da trinca
(a/W) e do modo de carregamento (flexao vs. tracao) sobre a magnitude e forma das
Curvas R. Este importante fenomeno associado as Curvas R deriva diretamente
da forte interacdo entre o regime micromecanico que governa a separacao do
material e o complexo campo de tensoes e deformacoes existente a frente da trinca
em propagacdo. Conseqiientemente, metodologias preditivas para avaliaciao
correta e realista do impacto de defeitos (trincas) sobre a integridade estrutural de
dutos devem necessariamente incorporar procedimentos e modelos adequados
para transferir o comportamento de propagacao de trincas de ensaios laboratoriais
a um duto real operando sob condicoes diversas de carregamento. Nesta secao sera
utilizada a abortagem local através das metodologias de células computacionais

(GT) e o critério CTOA no contexto 2D (estado plano de deformacaes).

7.1 Modelos Computacionais

Anadlises nao lineares 2D sob estado plano de deformacao através do método de
elementos finitos fornecem as solugoes numéricas para a amostra C(T) e para os
dutos longitudinalmente pré-trincados. As Figs. 37 e 38 mostram os modelos de
elementos finitos 2D construidos para a amostra 0.5-T C(T) com a/W = 0.5
construidas em API 5L-X60. As condicoes de simetria permitem a construcao de
somente metade da amostra com restricoes nodais apropriadas impostas sobre o

ligamento (W — a) da trinca. Para o modelo que utiliza células computacionais
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ilustrado pela Fig. 37, a sua metade simétrica possui 1078 elementos
isoparamétricos 3D de 8 nds. Para simular a extensao ductil da trinca, foi alocada
na malha de elementos finitos uma fileira de 130 células computacionais ao longo
do ligamento (W — a) em um arranjo similar aquele mostrado na Fig. 16(a). A
ponta da trinca inicialmente deformada é idéntica a configuraciao mostrada da Fig.
16(b). Esta configuracao permite acomodar o campo intenso de deformacoes
plasticas e a iniciacao do crescimento estavel da trinca durante os estagios

preliminares de crescimento da trinca.

O segundo modelo construido, Fig. 38, foi utilizado para analises utilizando
o critério CTOA e este possui 1104 elementos isoparamétricos 3D de 8 nés. Neste
caso a ponta da trinca é definida pelas restricoes impostas no ligamento do modelo,
similar a configuracao da Fig. 25(a). As condigoes correspondentes ao estado plano
de deformacoes sao obtidas através da imposicao de deslocamentos (restrigoes)
w = 0 na direcao Z sobre cada n6 do modelo. A aplicacdo do carregamento é feita
através de deslocamentos nodais impostos na regiao do furo do pino indicado nas
Figs. 37 e 38, o que permite a continuacao das analises numéricas apés a reducgao

da carga durante a extensao da trinca.

Similar ao modelo de células computacionais anterior (0.5-T C(T)), foi
contruido um modelo para a amostra 1-T C(T) com a/W = 0.65 confeccionado em
API 5L-X70. Este modelo, que utiliza células computacionais ilustrado pela Fig.
39, possui metade simétrica 1329 elementos isoparamétricos 3D de 8 nés. Para
simular a extensao ductil da trinca, foi alocada na malha de elementos finitos uma
fileira de 180 células computacionais ao longo do ligamento (W — a) em um arranjo

similar aquele mostrado na Fig. 16(b).

Anaélises numéricas sob estado plano de deformacao (2D) foram conduzidas
para todas as amostras de dutos pré-trincados longitudinalmente (veja Capitulo
5). Os dutos fabricados em API 5L-X60 possuem didmetro externo D, = 508 mm
(20”) e espessura de parede ¢ = 15.8 mm. As trincas destes dutos sao longas em
relacao a sua profundidade, a/2c = 0.05 onde 2c¢ é o comprimento da trinca (veja

Fig. 28); as amostras serdo denominadas pela geometria da trinca (ax2c), e.g., o
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Figura 37 Modelo numérico 2D em estado plano de deformacoes para a
amostra 0.5-T C(T) com a/W=0.5 wutilizando células
computacionais.

duto que possui trinca com profundidade de 7 mm e 140 mm de comprimento sera
denotado como 7x140 mm. Foram construidos modelos tanto para o uso de células

computacionais como para o uso do critério CTOA.

A Fig. 40 mostra o modelo de elementos finitos construido para o duto com
trinca interna de 7x140 mm utilizando células computacionais. A metade
simétrica do modelo possui 3497 elementos isoparamétricos 3D de 8 néds

constituindo, portanto, uma tinica camada representando o plano X-Y da amostra.
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Figura 38 Modelo numérico 2D em estado plano de deformacgées para a
amostra 0.5-T C(T) com a/W=0.5 para CTOA.

Para este modelo, 88 células computacionais sao arranjadas sobre a faixa planar
localizada no ligamento (¢ —a). Os detalhes da ponta da trinca e refinamento da
malha na regido de células computacionais sao similares ao modelo para a amostra
C(T). Os modelos de dutos utilizados nas analises com células computacionais ou
CTOA seguem a mesma configuracio de malhas dos corpos-de-prova C(T)
(utilizado nas calibracoes). Em todos os modelos somente a metade simétrica da
amostra foi construida e, aplicando as condi¢oes de contorno adequadas, simula-se

o comportamento real da amostra completa.
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Figura 39 Modelo numérico 2D em estado plano de deformacoes para a
amostra 1-T C(T) com a/W=0.65 utilizando células
computacionais.

As amostras tubulares (dutos) fabricadas em API 51.-X70 possuem didametro
externo D, = 219 mm (8 5/8”) e espessura de parede nominal ¢ = 14.72 mm.
Diferentemente dos dutos contruidos em API 51.-X60, as trincas destas amostras
sdo todas externas e nao possuem relacdo a/2c constante. Neste caso, as relacoes
a/2c sao: para o duto com trinca externa de 1.5x15 mm, a/2c = 0.10; o duto com
trinca externa de 3.5x58 mm, a/2c¢ = 0.06. A Fig. 41 mostra o modelo de elementos

finitos construido para o duto com trinca externa de 3.5x58 mm utilizando células
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Figura 40 Modelo numérico 2D (em estado plano de deformacoes) para o duto
construido em API 5L-X60 com trinca 7x140 mm interna.

computacionais. A metade simétrica do modelo possui 4831 elementos
isoparamétricos 3D de 8 nds constituindo, portanto, uma unica camada
representando o plano X-Y da amostra. Para este modelo, 114 células
computacionais sao arranjadas sobre a faixa planar localizada no ligamento
(t—a). Os detalhes da ponta da trinca e refinamento da malha na regido de células

computacionais sao similares ao modelo para a amostra C(T).

As condicoes correspondentes ao estado plano deformacgoes sao da mesma
forma que na amostra C(T), i.e., sdo obtidas através da imposicao de deslocamentos

(restricoes) w = 0 na diregao Z sobre cada né do modelo. Os detalhes da ponta da
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Figura 41 Modelo numérico 2D (em estado plano de deformacoes) para o duto
construido em API 5L-X70 com trinca 3.5x58 mm externa.

trinca e o refinamento da malha na regiao de células computacionais sao similares
ao modelo para a amostra C(T). Os modelos numéricos para os demais dutos (API
5L-X60: 3x60 e 10x200 mm,; API 5L-X70: 1.5x15) também utilizam detalhes e
refinamentos de malha bastante similares aqueles utilizados para os dutos com
7x140 e 3.5x58 mm. O carregamento da estrutura é feito através da aplicacao de
pressao na parede interna do duto e no caso dos dutos com trincas internas também

é aplicada pressao na face da trinca.
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7.2 Calibracao dos Parametros Computacionais Utilizando Curvas R

O procedimento de calibracao descrito no Capitulo 4 foi aplicado para calibrar os
parametros das células e os valores criticos do CTOA para o ago API 5L-X60. Os
parametros-chave a serem calibrados para os modelos utilizados sédo: a dimensao
da célula D e a porosidade inicial f|,, para o modelo de células computacionais, e
o valor critico do CTOA. Este valores permitem acoplar os modelos fisicos e
computacionais representando o fendmeno de extensao ductil para o material. As
curvas experimentais de resisténcia J-4a obtidas através do ensaio de amostras
compactas 0.5-T C(T) e 1-T C(T) sao utilizadas para a calibracao dos parametros
computacionais e que posteriormente, sdo assumidos como constantes para o

material sob anélise.

Trabalhos adicionais realizados por Faleskog et al. [64], para verificar a
influéncia dos valores de q; e g, sobre a resposta das células computacionais,
demonstraram que as constantes introduzidas por Tvergaard [58] dependem
basicamente das propriedades mecanicas e do coeficiente de encruamento do
material. Foi demostrado por Faleskog et al. [64] que estes parametros alteram
sensivelmente o modelo GT, principalmente no que se refere a convergéncia
numérica do modelo; deste trabalho resultou uma tabela de valores de q, e g, para
alguns coeficientes de encruamento e propriedades mecanicas de metais [64].
Pode-se chegar a mapas de calibracao destas constantes para uma gama grande
de materiais, com base na referida tabela, utilizando interpolacoes adequadas. As
Fig. 42 e 43 mostram os mapas de calibracéo de q; e q,, onde estes estdo em funcéo
do coeficiente de encruamento do material, n, segundo a formulacdo de
Ramberg-Osgood e da relagdo E /o, que caracteriza as propriedades elésticas do
material. Estes valores serao utilizados no modelo GT tornando-o mais preciso e
eficiente. Note que a relacdo de g5 = q% é mantida como introduzido por

Tvergaard.
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Figura 42 Curvas de nivel da funcdo de q; (mapa de calibragdo de q7). [64]

7.2.1 Calibracao dos Parametros das Células Computacionais: API 5L-X60

Considerando primeiramente a dimensao D, conforme ja discutido no Capitulo 4,
que necessita: (1) ser representativa no espaco médio entre as grandes inclusoes
e particulas dispersas no material para suportar argumentos de tal dimensao que
possibilita uma certa inter-relacio entre o fendomeno fisico e o modelo
computacional e (2) mapear com precisao adequada o campo de tensdes e
deformacoes dentro da ZPFD, principalmente na regiao da ponta da trinca em
propagacao. A utilizacao do valor do CTOD na iniciacdo do crescimento da trinca,
como sugerido por Xia e Shih [59,65,95], fornece uma primeira estimativa para
este valor através da conhecida relagao entre CTOD e J. Entretanto, para agos
ferriticos estudados recentemente [27,40,59,65,66,95], os valores para D variam

entre 50-200 um. Esta faixa de valores para a dimenséao D satisfaz as condicoes de
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Figura 43 Curvas de nivel da funcdo de qo (mapa de calibragdo de q2). [64]

resolucao do campo de tensoes e € um valor representativo da distdncia média
entre as maiores inclusdes contidas na matriz metélica. Para evitar potenciais
dificuldades associadas com a utilizacao de valores elevados para D, o presente
estudo adotou D = 200 um como a dimenséo linear da célula a ser utilizada nas

analises numéricas.

Com o paradmetro D fixado, o processo de calibracido prossegue com a
determinacédo de um valor para f, que produz uma Curva R numérica que melhor
se ajusta a Curva R experimental (veja Fig. 32). A Fig. 44 mostra as curvas R
experimentais e numéricas para a amostra 0.5-T C(T). As curvas numéricas foram
obtidas para trés valores de porosidade inicial, f, = 0.020, f, = 0.022 e
fo = 0.025 utilizando o modelo de células computacionais sem nucleacdo. A

localizacao da ponta da trinca em propagacao é definida pela célula com
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porosidade (corrente) f = 0.1 (veja Capitulo 4). Para f, = 0.020, a curva de
resisténcia J-4a fornece excelente correlacdo com os valores experimentais até
~2 mm de crescimento de trinca e situa-se ligeiramente superior a curva R
experimental para crescimentos de trinca maiores. Em contraste, as analises
numéricas utilizando f, = 0.022 e f, = 0.025 produzem uma curva R muito mais
baixa relativa aos dados experimentais J-Aa. Conseqiientemente, o valor de
porosidade inicial f; = 0.020 é considerado o valor calibrado no estado plano de
deformacoes para o ago API 5L-X60. Deve-se salientar que nesta calibracio foram
utilizados os valores de q;, g5 e g5 (constantes introduzidas por Tvergaard no
modelo GT [58]) provenientes dos mapas de q; e g, (veja Figs. 42 e 43), construidos
com base no trabalho de Faleskog et. al [64]. Os valores utilizados foram
q, = 1.4698, g, = 0.7400 e g5 = 2.1603, este valores fornecem uma melhor

resposta numérica do modelo constitutivo de Gurson-Tvergaard [57,58].

)
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Figura 44 PrevisGo numérica da curva de resisténcia J-Aa para o
corpo-de-prova 0.5-T C(T) com a/W=0.5 contruido em agco API
5L-X60, utilizando células computacionais.
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7.2.2 Calibracao dos Parametros das Células Computacionais: API 5L-X70

Seguindo o processo de calibracao utilizado para o aco API 5L.-X60, a Fig. 45 mostra
as curvas J-4a experimentais e numéricas para a amostra 1-T C(T). Foram
obtidas trés curvas R com porosidade inicial, f, = 0.0035, f, = 0.0040 e
fo = 0.0050 com o uso de células computacionais sem nucleacdo e valores de
q, = 1.4168, g, = 0.8630 e g5 = 2.0074. A localizacdo da ponta da trinca em
propagacao é definida pela célula com porosidade (corrente) f = 0.1 (conforme
Capitulo 4). Para f, = 0.0035, a curva de resisténcia J-Aa fornece excelente
correlacao com os valores experimentais até =4 mm de crescimento de trinca. Em
contraste, as andlises numéricas utilizando f, = 0.040 e f, = 0.050 produzem
uma Curva R mais baixa relativa aos dados experimentais <J-4a.
Conseqiientemente, o valor de porosidade inicial f;, = 0.0035 é considerado o valor

calibrado no estado plano de deformacoes para o aco API 5L-X70.
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- - === f, = 0.0040
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Figura 45 PrevisGo numérica da curva de resisténcia J-Aa para o
corpo-de-prova 1-T C(T) com a/W=0.65 construido em aco API
5L-X70, utilizando células computacionais.
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Os dois acos testados (API 51.-X60 e X70) possuem propriedades mecénicas
macroscopicas bastante semelhantes, entretanto; os valores de porosidades
iniciais calibradas, f, destes materiais sdo significativamente diferentes. Esta
diferenca nos valores de f estd associada a composi¢ao quimica e, principalmente,
microestrutura de cada um dos referidos acos. Tais discrepancias também fazem
relagédo direta com a tenacidade de cada material. Desta forma, pode-se concluir
que, apesar das propriedades macroscopicas de ambos os agos serem bastante
semelhantes, o comportamento micromecinico e, conseqiientemente, as

tenacidades sao sensivelmente diferentes para os acos API 51.-X60 e X70.

7.2.3 Calibracao dos Valores Criticos de CTOA: API 5L-X60

O procedimento de calibracao do CTOA é bastante similar ao das células
computacionais. Este consiste em ajustar dois valores de angulos criticos da ponta
da trinca que melhor se ajustam aos dados experimentais. Estes valores sao os
angulos criticos de iniciacdo de crescimento, 6}, e propagacéo, 0. O valor de 6, é
aplicado somente para estabelecer o ponto da primeira extensao (discreta) da
trinca, i.e., este valor é utilizado somente até a trinca comecar a se propagar
(estavelmente) e nos passos consecutivos é utilizado o valor critico de crescimento,
0, que geralmente é um valor menor que o valor de iniciacdo. O 4ngulo 6; tem
influéncia bem menos acentuada que o valor de 0p, pois este pardmetro s6 é
utilizado até a primeira extenséo discreta da trinca. Apesar da influéncia do valor
critico de iniciagao ser bem menor, se comparado com o valor critico de crescimento,
ele controla a altura da Curva R numérica. Desta forma, o processo de calibracgao
envolve o ajuste de dois parametros; apesar de parecer mais complicado o processo
de calibragéo é bastante simples, pois o valor de 6 controla quase que unicamente
a altura da Curva R, enquanto o valor de 6; controla o comportamento geral do

crescimento da trinca.

O processo de calibracao foi conduzido para a determinacéo dos dois valores
criticos de CTOA que melhor ajustam-se aos dados experimentais. A Fig. 46
mostra as Curvas R experimentais e numéricas para a amostra 0.5-T C(T). Através

de experiéncias e observacgoes numéricas foi escolhido o valor do dngulo critico de
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iniciacao de 6; = 40.0° e para trés valores criticos de propagacao, 6, = 12.5°,
I R

0p = 13.0° e 0, = 13.1°. A localizacdo da ponta da trinca em propagacdo é

definida quando o valor critico do CTOA (6; ou 6p) é atingido e a restri¢do do né6

da ponta da trinca é liberado (veja Capitulo 4). Para 0, = 12.5°, a curva de

resisténcia J-4a fornece excelente correlacdo com os valores experimentais até

=~3 mm de crescimento de trinca. Para valores acima de 3 mm de crescimento de

trinca a curva de resisténcia J-Aa situa-se ligeiramente abaixo a Curva R

experimental para crescimentos de trinca maiores. Em contraste, as analises

numéricas utilizando 6 = 13.0°e 6, = 13.1° produzem uma curva R muito mais

alta relativa aos dados experimentais J-Aa. Conseqiientemente, o valor critico de

propagacao 0 = 12.5° com 6; = 40.0° é considerado o valor calibrado no estado

plano de deformacoes para o aco API 5L.-X60.
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Figura 46 Previsdo numérica da curva de resisténcia J-Aa para o

corpo-de-prova 0.5-T C(T) com a/W=0.5 construido em aco API
5L-X60, utilizando modelo CTOA.

As curvas de resisténcia J-Aa previstas pelo critério CTOA demonstram uma

grande sensibilidade do critério em relacéo aos valores de 0}, pois uma variacgao
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de 0.1° no valor critico de propagacéao, que corresponde a uma variacao de = 1% no
6, provocou uma variacéo de =8% nos valores de J para o mesmo valor de 4a,
para valores de da = 1.5 mm. E importante notar que as Curvas R previstas
numericamente com o uso do CTOA sao paralelas entre si (neste caso para valores
de 4a = 1.5 mm) e desta forma colocando em maior evidéncia a sensibilidade da

previsio de crescimento em relacéo ao 6p,.

7.3 Previsao de Pressao de Colapso Utilizando Modelos de Extensao

de Trincas

Esta secao apresenta detalhes da aplicacdo do modelo de células computacionais
e do critério CTOA para prever a pressao de colapso dos dutos testados no programa
experimental descrito no Capitulo 5. As previsées numeéricas utilizam anéalises 2D
sob estado plano de deformacdo dos dutos pré-trincados longitudinalmente
incorporando a resposta tensao vs. deformacao do material de acordo com a curva

tensao-deformacao para os agos API 5L-X60 e X70 mostradas nas Figuras 30 e 33.

7.3.1 APIS5L-X60

Os parametros computacionais calibrados anteriormente, utilizando a amostra
0.5-T C(T), para os modelos de células computacionas (D = 200 um e f,, = 0.020)
e CTOA (6; = 40.0° e 0 = 12.5°) sao assumidos como constantes para o material

e utilizados nas andlises para previsao de pressao de colapso.

A Fig. 47 apresenta evolucao da trinca com o incremento de pressao para
todas as configuracoes de trincas (3x60, 7x140 e 10x200 mm) dos dutos construidos
em aco API 5L.-X60. Os simbolos X e >k indicam os valores experimentais enquanto
os outros simbolos denotam as curvas de pressao em funcéao do crescimento da
trinca obtida numericamente. Os simbolos sélidos indicam os dutos com trincas
internas, enquanto os abertos montram as trincas externas. Para maior claridade,
estas marcas sao unidas através de segmentos de reta, como indicado na Figura
47. E importante relembrar que a medicdo das curvas experimentais foi

interrompida antes do rompimento do duto, isto significa que o Gltimo ponto nas

93



Fernando Dotta

curvas experimentais nao representa o valor final de crescimento da trinca ou de
pressao. As previsdées numéricas através do modelo de células computacionais
indicam boas correlacoes com as medicoes experimentais para o duto com trinca
interna de 7x140 mm. Para o dutos com trinca interna de 3x60 mm, a curva de

crescimento de trinca numérica mostra-se defasada de =20%.
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Figura 47 Previsdo numérica da pressdo de colapso dos dutos construidos em

API 5L-X60, Ilongitudinalmente trincados com diferentes
geometrias utilizando células computacionais.

A Fig. 48 mostra os resultados numeéricos obtidos através do critério CTOA
para todas as configuracgoes dos dutos, testados pelo programa experimental. Da
mesma forma que na Fig. 47 os simbolos X e * indicam os valores experimentais
enquanto os outros simbolos denotam as curvas de pressao em funcdo do
crescimento de trinca obtidas numericamente. Os simbolos sélidos indicam os
dutos com trincas internas, enquanto os abertos montram as trincas externas.
Nota-se que as curvas obtidas através do CTOA apresentam diferenca quase nula

entre os comportamentos dos dutos com trinca externa e interna, para a mesma
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geometria de defeito (3x60, 7x140 e 10x200 mm). Outro aspecto bastante marcante
é a grande diferenca entre as curvas experimentais e numeéricas, principalmente

se comparado com as curvas obtidas através do modelo de células.
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Figura 48 Previsdo numérica da pressdo de colapso dos dutos construidos em

API 5L-X60, longitunalmente trincados com diferentes geometrias
utilizando CTOA.

Em todas as analises, a previsao da extensao ductil da trinca, Ada, é
relativamente pequena (4da = 1.2 mm) imediatamente antes do colapso. A Fig. 49
mostra a configuracao deformada do modelo com células computacionais para o
duto com trinca interna de 7x140 mm em quatro etapas de carregamento (8, 16,
24 e 27 MPa). Para esta configuracao, o inicio do crescimento ductil ocorre na
pressao P = 8 MPa e a extensao subseqiiente da trinca até 4a = 1.0 mm. Todo
o fraturamento situa-se dentro de uma zona de processo relativamente contida a
frente da trinca. Somente algumas células possuem alta porosidade indicando
elevado nivel de dano material. Devido ao efeito do bulging (protuberancia) para

carregamentos acima de P = 15 MPa todo o ligamento da estrutura comeca a ficar
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intensamente plastificado, acarretando em uma perda acentuada de triaxialidade
de tensoes. Contudo, a zona de processo de dano nas células continua
relativamente restrita as regides logo a frente da trinca. No caso dos dutos
estudados, o efeito ha pouco descrito é intensificado por dois fatores: (1) a relacéao
R/t, que neste caso é igual a 16, caracterizando um duto de paredes finas (em
relagdo ao diametro) e (2) o baixo coeficiente de encruamento (n = 15.8) que,
aliado ao efeito da protuberancia, permite que a zona de intensa plastificacao

espalhe-se mais sobre o ligamento remanescente.

Nas analises que utilizam células computacionais, o incremento da pressao
interna, até valores proximos da pressdao de colapso, proporciona um rapido
aumento do tamanho da zona de processo de fratura. Neste ponto, o material perde
significativamente a capacidade de carga no ligamento da trinca (¢ — a), o que
provoca a sua ruptura (e colapso global do duto). Isto ocorre com extensao
relativamente pequena da trinca e este comportamento contrasta com a resposta
ductil observada experimentalmente para a amostra C(T), onde crescimentos de
trincas muito maiores (4a = 4 mm) foram observados nos ensaios de Curva R.
Entretanto, o crescimento de trincas obtidos para as amostras de dutos com trincas
internas de 3x60 e 7x140 mm sdo da mesma ordem das medidas experimentais,
lembrando que as medicoes experimentais do crescimento de trinca foram

interrompidas antes do rompimento dos dutos.

Estas curvas de pressao em funcao do crescimento de trinca nao provém uma
forma simples e criteriosa de localizar o ponto de colapso dos dutos. Uma forma
bastante clara de determinar a pressdo de colapso é através da mudanca de
crescimento de trinca estavel para instavel. Esta mudanca no comportamento
pode ser avaliada através da taxa de crescimento de trinca que, para o caso dos

dutos, é escrita na forma infinitesimal:
£=da (18)

onde £ é a taxa de crescimento de trinca em funcao da pressdo aplicada

internamente ao duto, da é o diferencial de crescimento de trinca e dP é o
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diferencial de pressado. Porém, como trata-se de analises numeéricas com

discretizagao finita podemos simplificar a diferenciagao & em termos de 4a e AP.

Esta expressao para a taxa de crescimento de trinca pode ser escrita na forma:
da __ Aa

S=dp = 4P 9)

desta forma, Aa e AP sdo expressas por:

onde da; e AP; denotam os valores de extenséo de trinca e presséao no passo de
carregamento ;. Logo, através da Eq. (19), pode-se calcular as curvas de taxa de
crescimento de trincas e localizar o ponto de instabilidade (ponto onde a trinca
passa de crescimento estavel para instavel) e determinar a pressao de colapso para
dutos com defeitos longitudinais. As Figs. 50 e 51 mostram as taxas de crescimento
coordenadas com a pressao aplicada ao duto, estas curvas serao denominadas como
Curvas da/dP. A Figura 52 mostra a evolugao da curva da taxa de crescimento de
trinca sincronizada com o campo de tensoes presente no ligamente remanescente

no duto com trinca interna de 7x140 mm, utilizando células computacionais.

Observando as Curvas da/dP nota-se que a uma determinada pressdo as
curvas tornam-se bastante ingremes, i.e., as curvas estdo tendendo a uma
assintota vertical. Neste estagio, e a Curva da/dP esta com uma inclinacao
bastante acentuada (da/dP — «) indica que o crescimento de trinca néo é mais
estavel. Pode-se encontrar este mecanismo em todas as anéalises realizadas, tanto
para os modelos com células ou CTOA. As Figuras 53 e 54 mostram a previsao da
pressao de colapso para os dutos utilizando os modelos de células computacionais
e CTOA respectivamente. Os simbolos nos graficos representam os valores
previstos da pressao de colapso, enquanto a linha sélida define a igualdade entre
a previsdo numeérica e os resultados experimentais, i.e., Pexp = Pprep. As Tabelas
9 e 10 mostram os valores das previsdes e a comparacao com os valores medidos

experimentalmente.
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Figura 50 Previsdo numérica da taxa de crescimento de trinca (da/dP) nos
dutos construidos em API 5L-X60, longitudinalmente trincados
com diferentes geometrias utilizando células computacionais.

2N
|

Tabela 9: PrevisdGo da pressdo de colapso numérica utilizando células
computacionais e a relagdo com as medicoes experimentais para os
dutos construidos em API 5L-X60.

a X 2 Trinca Interna Trinca Externa
(mm) Pgr (MPa) Peyp | Por Pgr (MPa) Poyp | Por
3x60 38.3 0.86 37.6 0.84

7 %140 27.3 1.01 26.5 1.06

10 x 200 18.8 1.17 17.6 1.19
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Figura 51 Previsdo numérica da taxa de crescimento de trinca (da/dP) nos
dutos construidos em API 5L-X60, longitudinalmente trincados
com diferentes geometrias utilizando CTOA.

Tabela 10: Previsdo da pressdo de colapso numérica utilizando o critério CTOA
e o erro relativo as medigoes experimentais para os dutos construidos

em API 5L-X60.
a X 2c Trinca Interna Trinca Externa
(mm) Pcroa MPa)  P.y, /Poroa Pp (MPa) Pexp I PcToOA
3 x60 33.2 0.99 33.1 0.95
7x140 20.5 1.43 20.6 1.21
10 x 200 13.4 1.64 13.9 1.51

As andlises utilizando células computacionais, em geral, produziram
resultados bastante satisfatérios, especialmente para as amostras com trincas
internas, nos dutos com trincas de 7x140 mm. Em contraste com os resultados
obtidos através das células computacionais, as pressoes de colapso provenientes
do critério CTOA nao produziram resultados adequados, com erros de até = 40%.

Entretando, pode-se observar um comportamento bastante contraditério nas
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Figura 52 Evolugdo da taxa de crescimento de trinca (da/dP), utilizando
células computacionaus, sincronizada com o campo de tensées de
abertura presente no ligamento remanescente do duto com trinca
interna de 7 X 140 mm.
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Figura 53 Comparacdo entre as pressées de colapso previstas pelo modelo de
células e experimental para os dutos construidos em API 5L-X60.

previsoes geradas pelo CTOA; as pressoes de colapso para as amostras com trincas
rasas (3x60 mm) obtiveram um excelente ajuste com os resultados experimentais
em contraposicdo com os resultados para as outras geometrias de trincas
utilizando CTOA e os resultados paras as trincas de 3x60 mm utilizando células
computacionais. A Tabela 11 sumariza todos os resultados obtidos para os dutos
construidos em aco API 5L-X60, incluindo as previsdes obtidas através do

procedimento BS:7910.
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Figura 54 Comparacdo entre as pressées de colapso previstas pelo critério
CTOA e experimental.

Tabela 11: Comparacdo das previsdo da pressdo de colapso através da BS:7910,
células computacionas e o CTOA para os dutos construidos em API

5L-X60.
Trinca Interna Trinca Externa
a X 2¢c BS:7910
(mm) Pgs MPa) Lexp Pt  Pcroa  Pexp Pgr  Pcroa
(MPa) MPa) MPa) MPa) MPa) (MPa)
3x60 214 33.0 38.3 33.2 31.5 37.6 33.1
7 %140 19.3 27.5 27.3 20.5 25.0 26.5 20.6
10 x 200 14.2 22.0 18.8 13.4 21.0 17.6 13.9
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7.3.2 APIS5SL-X70

Da mesma forma como procedido para o aco API 5L-X60, os parametros
computacionais calibrados anteriormente sdo assumidos como constantes e

utilizados nas analises de previsao de colapso.

A Figura 55 apresenta evolugao da trinca com o incremento de pressao para
as duas configuracoes de trincas (1.5x15 e 3.5x58 mm) dos dutos construidos em
aco API 51.-X70; ao contrario dos dutos fabricados em ago API 5L.-X60, nao houve
monitoracdo do crescimento de trinca no programa experimental para estas
amostras. Também neste caso, as previsoes de extensao ductil da trinca, Aa, foram
relativamente pequenas (Ada = 0.6 mm). Apesar do crescimento de trinca
relativamente pequeno e uma previsao de colapso ligeiramente superior ao valor
experimental, estes resultados possuem boas correlacoes com as medicoes
experimentais de pressao de colapso para as duas amostras com erro maximo de

=~T%.

A Figura 56 mostra as Curvas da/dP para os dutos construidos em aco API
5L-X70; nota-se que a uma determinada pressao as curvas comecam a tender a
uma assintota vertical, como previsto nos dutos fabricados em aco API 5L-X60.
Neste estagio, onde a Curva da/dP esta com uma inclinacio bastante acentuada
(da/dP — =) indica que o crescimento de trinca nao é mais estavel. A Figura 57
mostra a previsao da pressao de colapso para os dutos utilizando os modelos de
células computacionais. Os simbolos nos graficos representam os valores previstos
da presséao de colapso, enquanto a linha sélida define a igualdade entre a previsao
numérica e os resultados experimentais, i.e., Pexp = Pprep. A Tabela 12 mostra os
valores das previsoes e a comparacao com os valores medidos experimentalmente,
a Tabela 13 compara todas as previsoes feitas para os dutos construido em API
5L-XT70.
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Figura 55 Previsdo numérica da pressdo de colapso dos dutos construidos em

Tabela 12:

Tabela 13:

API 5L-X70, longitunalmente trincados com diferentes geometrias
utilizando células computacionais.

Previsdo da pressdo de colapso numérica utilizando células

computacionais e a relagdo com as medicoes experimentais para os
dutos construidos em API 5L-X70.

a X 2c Trinca Externa

(mm) Pgr (MPa) Py | Par
1.5x15 92.8 0.98
3.5x58 79.6 1.08

Comparacdo das previsdo da pressdo de colapso através da BS:7910
e células computacionas para os dutos construidos em API 5L-X70.

a X 2c BS:7910 Trinca Externa
(mm) Pgs (MPa) P, (MPa) Por (MPa)

1.5x15 62.8
3.5x58 60.6

91.0 92.8
85.7 79.6
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Figura 56 Previsdo numérica da taxa de crescimento de trinca (da/dP) nos
dutos construidos em API 5L-X70, longitudinalmente trincados
com diferentes geometrias utilizando células computacionais.

As boas previsoes realizadas para os dutos de 8 5/8” de didmetro com trincas
rasas, construidos em aco API 5L-X70 e utilizando células computacionais,
contrastam com as previsoes de pressao de colapso para os dutos de 20” com trincas
3x60 mm (interna e externa). Estas diferencas nas precisoes das previsoes estao
relacionadas com a razao D/t, a qual mede indiretamente a rigidez dos dutos, que
no presente estudo sao: D/t = 32.2 para os dutos de 20” e D/t = 14.6 para os dutos
de 8%/8”. Valores de D/t mais elevados representam dutos com parede mais finas
com menor rigidez e, conseqiientemente, efeito mais intenso do bulging
diminuindo a triaxialidade de tensoes a frente da trinca e espalhando mais a zona
intensamente plastificada pelo ligamento remanescente (¢ — a). A perda de
triaxialidade devido a baixa rigidez do dutos (valor elevado D/¢) e associada a uma
geometria de defeitos de baixa triaxialidade (com as trincas de 3x60 mm), afetam
diretamente a resposta do modelo GT e a sua capacidade de previsao de extensao

ductil de trincas, aumentado o desvio das previsoes em relacdo aos valores
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Figura 57 Comparacdo entre as pressées de colapso previstas pelo modelo de
células e experimental para os dutos construidos em API 5L-X70.

experimentais. Os resutados e previsdoes numéricas referentes ao CTOA serao

discutidos adiante no Capitulo 8.
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COMPORTAMENTO MECANICO/NUMERICO DOS
MODELOS DE EXTENSAO DE TRINCAS PARA
PREVISAO DE PRESSAO DE COLAPSO 8

Os resultados obtidos através dos modelos de extensao de trincas em estado plano
de deformacoes (2D) indicam que outros mecanismos mecanicos/numéricos estao
envolvidos nas analises de previsao de pressao de colapso. Este indicio é mais
aparente nos resultados gerados pelo CTOA, onde existe uma discrepancia
acentuada entre os resultados com trincas rasas (3x60 mm) e profundas (7x140 e
10x200 mm), que se contrastam significativamente com os resultados obtidos
utilizando células computacionais. Esta Secao contempla um estudo sobre o
comportamento mecanico/numérico dos modelos de extensao de trincas (células
computacionais e CTOA) a fim de realizar uma melhor avaliacdo sobre a
adequabilidade dos referidos modelos para a previsdo de pressao de colapso em

dutos contendo defeitos logitudinais.

8.1 Comportamento Mecanico/Numérico do Modelo GT e Células

Computacionais

O mecanismo de liberaciao de forcas remanescentes apés a propagacao da
trinca é um dos fatores que pode influenciar os resultados de previsao de colapso
em dutos de grandes didmetros e paredes finas. Taxas de liberacao muito elevadas,
i.e., liberacdo muito rapida das forcas, podem acarretar problemas de convergéncia
numéricas e/ou respostas erréoneas do modelo de células computacionais. Em
contrapartida, taxas muito lentas de liberacdo das forcas aumentam
demasiadamente a zona de processo de dano das células computacionais,
aumentando o dano sobre a estrutura analisada. E evidente que a definicéo de taxa
alta ou baixa de liberacao de forcas depende da estrutura bem como do material
estudado, logo ¢é mnecessario verificar a influéncia destes parametros
computacionais na resposta dos modelos estudados. Gullerud et al. [96]

realizaram estudos sobre a influéncia destes parametros para materiais
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“genéricos”, que demonstraram uma influéncia ndo muito acentuada sobre
corpos-de-prova com alta e baixa triaxialidade (1-T SE(B) e 1-T M(T)). Entretanto,
a resposta do modelo a liberacao de forcas residuais é influéncia do material e
forma geométrica da estrutura, que no caso dos dutos possui uma triaxialidade
bem mais baixa que do casos estudados por Gullerud et al. [96]. A Figura 58 ilustra
o funcionamento esquematico do processo de liberacao das forcas por passos. A Fig.
59 mostra a influéncia da liberacéo de forcas do modelo de células computacionais
na resposta de crescimento de trinca para a amostra 0.5-T C(T) (utilizada neste

estudo).

(2 63 6 4

by by b
S
f>re o

_ onde N ¢ o nimero de passos total
extingdo da célula 1 e comego da para liberacdo das forgas e n é o
liberagdo das forcas remanescentes passo corrente de liberacdo das
através da técnica de liberagcao por forcas. Quando n=n +1 e n=N as
passos, n=1. forcas remanescentes sao zero.

Figura 58 Esquematizacdo da técnica de liberacdo das forcas por passos
(release steps).

As Figs. 60 e 61 mostram a mesma resposta nas curvas de crescimento de
trincas nos dutos estudados. No caso deste estudo, optou-se pela técnica de
liberacao das forcas por passos (release steps) por ser mais simples e amplamente
utilizada em analises de crescimento de trincas, possibilitando uma maior clareza

nos resultados.
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Figura 59 Influéncia da liberacdo das forcas remanescentes na previsdo da
Curva R para a amostra 0.5-T C(T) em estado plano de deformagdo
e utilizando células computacionais.

Outro fator que deve ser investigado, no caso de células computacionais, é a
influéncia da porosidade critica, f7. E fato que este topico ja foi apresentado
anteriormente neste trabalho e amplamente discutido por varios pesquisadores
[27,59,60,64,65,66,96]. Entretanto, toda a discussao e estudo deste assunto giram
em torno de amostras laboratoriais padronizadas, onde as condicoes de fratura sao
bem diferentes das encontradas nos dutos. A Figura 62 mostra a influéncia de f5
sobre a previsao das Curvas R utilizando células computacionais, onde pode-se
observar que as variagoes nas Curvas R, calculadas numericamente, introduzidas
pelas variacées nos valores de f5 sdo bastante pequenas e néo alteram a previsao

de crescimento no modelo da amostra 0.5-T C(T).

As Figs. 63 e 64 mostram a influéncia da porosidade critica sobre as curvas
de crescimento de trinca nos dutos. Novamente, as variacoes de fz néo produziram
alteracoes significantes nas previsoes de extensao de trincas nos dutos. Mais além,

no caso dos dutos, a influéncia do referido parametro foi bem menor que no caso
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Figura 60 Influéncia da liberacdo das for¢cas remanescentes na previsdo das
curvas de crescimento de trincas em estado plano de deformacées
nos dutos com trinca externa e utlizando células computacionais.

da amostra C(T). A influéncia da porosidade critica no caso dos dutos nao altera
o comportamento global das curvas de extensdo de trinca. Por outro lado, a
variacéo dos valores de f produziu alteracdo na extenséo ductil total nos dutos.
Contudo, a variagdo no crescimento total de trinca nos modelos nao altera as
previsoes de pressao de colapso (foco central deste trabalho), i.e., observa-se que
a variacao do tamanho de trinca provocada pela variacao da porosidade critica esta
contida em uma regiao onde a taxa de crescimento de trinca é bastante elevada,

concluindo que neste ponto ja houve a falha catastréfica do duto.

Os resultados apresentados nesta Secdo, demonstram que os parametros
numéricos adotados sao adequados para a avaliacao da integridade estrutural de
dutos e a previsao de pressao de colapso. Mais além, este estudo mostrou que o

modelo de células computacionais é adequado a este fim e apresenta boa robustez
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Figura 61 Influéncia da liberacdo das for¢cas remanescentes na previsdo das
curvas de crescimento de trincas em estado plano de deformacées
nos dutos com trinca interna e utlizando células computacionais.

e de aplicabilidade relativamente facil, apresentando boa correlacdo com os

resultados experimentais e baixa sensibilidade aos pardmetros computacionais.

8.2 Comportamento Mecanico/Numérico do Modelo CTOA

Da mesma forma que foi conduzido o estudo do comportamento mecanico/numérico
do modelo de células computacionais, foram conduzidas investigacoes adicionais
para um melhor entendimento do real mecanismo e sensibilidades numéricas
agentes nas analises conduzidas com o uso do CTOA. Ja foi visto que os resultados
apresentados pelo critério em questdo sdo contraditérios e para um melhor
entendimento e avaliacdo da capacidade de previsao de pressao de colapso foram
realizados estudos de sensibilidade a parametros computacionais. A Fig. 65
apresenta os efeitos da liberacdo das forcas remanescentes sobre a previsao da
Curva R, utilizando o critério CTOA, onde nestas analises foram fixados os valores

de 0;e 0, em 40.0° e 12.5° respectivamente. E evidente (através dos graficos) que
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Figura 62 Influéncia da porosidade critica na previsdo da Curva R para a
amostra 0.5-T C(T) em estado plano de deformacdo e utilizando
células computacionais.

o CTOA mostra-se mais susceptivel a forma de descarregamento das forcas

remanescentes.

Contudo, o CTOA ainda é mais sensivel ao descarregamento das forcas
remanescentes nas previsoes de extensao de trinca nos dutos como mostram as
Figs. 66 e 67. Analises mais profundas dos resultados numéricos revelaram que
esta sensibilidade excessiva é proveniente de uma intensificacao do efeito da
protuberancia (bulging), que causa um deslocamento quase paralelo dos flancos
da trinca (veja Fig. 49 como referéncia). Apesar da aplicacdo do CTOA com grande
sucesso por outros pesquisadores [41,62,63,70,78,79,81,83,97], uma revisao mais
minuciosa destes trabalhos revelou que em todos os casos os pesquisadores
estudaram chapas finas (t = 1 = 2 mm) de aluminio. Estruturas construidas em
chapas finas, como no caso das de aluminio, possuem possuem maior triaxialidade.
No caso dos dutos em questao, onde a triaxialidade e o encruamento sdo menores

do que nos estudos em estruturas em aluminio citados, o efeito do bulging
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Figura 63 Influéncia da porosidade critica nas previsées das curvas de
crescimento de trincas em estado plano de deformacgées nos dutos
com trinca externa e utilizando células computacionais.

(protuberancia) é intensificado pelo “espalhamento” da zona plastica no
ligamento, ¢ —a, do duto. A revisao dos trabalhos de pesquisa em estruturas de
aluminio revela, adicionalmente, outro fator decisivo para o sucesso obtido pelos
pesquisadores do CTOA em tais estruturas: nao havia nenhum efeito geométrico

como o efeito da protuberancia (bulging), como no caso dos dutos.

Os resultados obtidos com a utilizacdo do CTOA sugerem que a forte
infuéncia do efeito geométrico esta diretamente relacionada com a espessura dos
corpos-de-prova, mais além, nos casos dos dutos diretamente conectada com a
relacao D/t. A espessura do corpo-de-prova ou a relacao D/t estdo ligadas
diretamente a rigidez da estrutura, ou seja, quanto maior a rigidez menor o efeito

do bulging.

As evidéncias e efeitos apresentados indicam que o critério CTOA nao é

adequado para a previsao de pressao de colapso em dutos de grande didmetro. Os
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Figura 64 Influéncia da porosidade critica nas previsées das curvas de
crescimento de trincas em estado plano de deformacgées nos dutos
com trinca interna e utilizando células computacionais.

resultados ainda trazem duavidas sobre duas hipoteses adotadas para os valores
criticos dos angulos de iniciacao e propagacao: (1) o valor critico de propagacao é
constante para a estrutura, i.e., este valor nao se altera com o carregamento; (2)
os valores criticos podem ser adotados como constantes para o mesmo material.
Para verificar a validade desta hipétese foram conduzidas andalises adicionais
utilizando células computacionais para medir os valores criticos do CTOA, ja que

modelo de células mostrou-se adequado para tal uso.

Utilizando modelos contendo células computacionais foi realizado a
avaliacao da evolucao do valor do CTOA, no estado plano de deformacoes, ao longo
do carregamento e do crescimento de trinca. Desta forma, foram utilizadas as
amostra 0.5-T C(T) e 1-T SE(T) para a avaliacao da evolucao do CTOA e
comparadas com os valores obtidos, ao logo do carregamento, do duto com trinca

interna de 7x140 mm. Optou-se pela amostra 0.5-T C(T) devido ao fato que esta
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Figura 65 Influéncia da libera¢do das forcas remanescentes na previsdo da
Curva R para a amostra 0.5-T C(T) em estado plano de deformagdao
e utilizando o critério CTOA.

amostra é utilizada para calibrar os modelos e, com base nos trabalhos de Cravero
e Ruggieri [34,35], foi selecionada a configuracao SE(T) devido a similaridade dos
campos de tensdo desta amostra com os dutos. A Figura 68 mostra os valores
previstos de CTOA para a amostra 0.5-T C(T), 1T-SE(T) e um duto com trinca

interna de 7x140 mm.

Observa-se nas curvas apresentadas na Fig. 68 que o CTOA nao é constante
para a mesmo material. Em contraste, para a mesma configuraciao geométrica o
valor critico do Angulo de abertura da ponta da trinca decai ao logo do crescimento
de trinca e aproxima-se de um valor constante, como sugerem diversos autores
[78,79,81,82]. Mais além, pode-se verificar uma grande diferenca entre os valores
de CTOA, no patamar constante entre a amostra C(T) e o duto, ACTOA = 25° A
configuracao SE(T) apresentou uma discrepancia menor no valor do CTOA que a
amostra C(T), mas ainda significativa em relacdo ao duto, ACTOA = 13°, mesmo

possuindo campos de tensdo semelhantes aos dutos [34,35]. E evidente que os
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Figura 66 Influéncia da porosidade critica nas previsées das curvas de
crescimento de trincas em estado plano de deformacgées nos dutos
com trinca externa e utilizando CTOA.

valores previstos de CTOA por estas analises nao sdo os mesmos que os valores
calibrados; tendo em vista que as células computacionais sofrem perda de rigidez
durante o processo de dano e o modelo CTOA nao leva em conta este efeito.
Entretanto, estes resultados sdo bastante significativos, pois é possivel avaliar de

forma qualitativa o comportamento global do CTOA.

Os estudos numéricos conduzidos para avaliacdo da adequacao do CTOA,
para a previsao de pressao de colapso de dutos de grande didmetro, revelaram que
o critério do dngulo da ponta da trinca (CTOA) néao é adequado a avaliacao da
integridade estrutural de estruturas tubulares de grades didmetros. Este critério
sofre significativas influéncias de diversos fatores numéricos e mecénicos, entre
eles: decarregamento das for¢cas remanescentes, coeficiente de encruamento do
material, efeito da protuberancia, entre outros. Desta forma, os resultados gerados

por analises utilizando CTOA néo sao confiaveis e/ou muito conservadores.
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Figura 67 Influéncia da porosidade critica nas previsées das curvas de
crescimento de trincas em estado plano de deformacgées nos dutos
com trinca interna e utlizando CTOA.
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Figura 68 Previsdo do CTOA utilizando células computacionais.
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PREVISAO DE PRESSAO DE COLAPSO EM DUTOS
UTILIZANDO MODELOS 3D 9

Esta secao apresenta os resultados de analises 3D exploratoérias conduzidas sobre
os modelos para as amostras 0.5-T C(T) em API 51.-X60 e 1-T C(T) em API 5L-X70.
As analises sob estado plano de deformacao (2D) apresentadas anteriormente
descreveram a resposta média do material testado em termos de curvas de
resisténcia J-Aa e as previsoes de pressao de colapso para os dutos de 20” e 8 5/8”.
Entretanto, aplicacoes preditivas do modelo de células computacionais em
componentes estruturais 3D requerem a consideracdo de efeitos nao planares
como, por exemplo, a histéria de tensdes ao longo da espessura da frente de
propagacao da trinca. Tais andlises servem como estudos precursores de
geometrias e configuracoes mais complexas, tais como extensao ductil de trincas
semi-elipticas superficiais, os quais necessitam incorporar os campos 3D de
tensoes e deformacoes. Através dos estudos mecanicos/numeéricos observou-se a
boa robustez do modelo de células. Em contraste a robustez das células
computacionais, o CTOA nao apresentou bons resultados e apresenta alta

sensibilidade a parametros computacionais. Devido aos fatores citados nao serao

conduzidas analises 3D utilizando o modelo CTOA.

9.1 Modelos Computacionais 3D

A Figura 69 mostra o modelo de elementos finitos 3D construidos para a amostra
0.5-T C(T) coma/W = 0.5 fabricada em aco API 51.-X60. As condigoes de simetria
permitem a construcédo de somente um quarto da amostra com restrigoes nodais
apropriadas. O malha de elementos finitos possui 10890 elementos
isoparamétricos 3D de 8 nés. Para simular a extensado ductil da trinca, foi
modelado o entalhe lateral (side groove) de 15% e foram alocadas na malha de
elementos finitos 8 fileiras de 130 células computacionais ao longo do ligamento

(W — a), totalizando 1040 células que definem o plano de propagacao.
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Figura 69 Modelo numérico 3D para a amostra 0.5-T C(T) com a/W=0.5
utilizando células computacionais.

O modelo, mostrado pela Figura 70, construido para calibrar os parametros
das células para o ago API 5L-X70 utilizando amostra 1-T C(T) com a/W = 0.65
é bastante similar ao modelo do corpo-de-prova 0.5-T C(T). O modelo possui 13290
elementos isoparamétricos 3D de 8 nés. Para simular a extenséo ductil da trinca,
foi modelado o entalhe lateral (side groove) de 20% e foram alocadas na malha de
elementos finitos 8 fileiras de 180 células computacionais ao longo do ligamento
(W — a), totalizando 1440 células que definem o plano de propagacao.
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Figura 70 Modelo numérico 3D para a amostra 1-T C(T) com a/W=0.65
utilizando células computacionais.

As malhas para dutos contendo trincas semi-elipticas sao bastante
complexas e trabalhosas para serem construidas manualmente. Desta forma, foi
desenvolvido um gerador automatico de malhas para este fim, chamado PIPE3D
[98] (veja Anexo C). A Fig. 71 mostra o modelo de elementos finitos construido
para o duto com trinca externa de 7x140 mm utilizando células computacionais,

através do cédigo PIPE3D [98]. O quarto simétrico do modelo possui 29561
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elementos isoparamétricos 3D de 8 nés com 750 células computacionais,
arranjadas sobre a faixa planar localizada no ligamento (¢ —a). Os modelos de
dutos utilizados seguem a mesma configuracido de malhas dos corpos-de-prova
C(T) (utilizado nas calibracoes). Em todos os modelos somente um quarto da
amostra foi construido e foi aplicado sobre o modelo as condicoes de contorno
adequadas para simular o comportamento real da amostra completa. Estes
corpos-de-prova possuem D, = 508 mm (20”), espessura de parede ¢t = 15.8 mm
e comprimento de 3 m; as demais geometrias de defeitos apresentam malhas
bastante similares a apresentada aqui. Como nos modelos 2D, o carregamento da
estrutura é feito através da aplicacao de pressado na parede interna do duto e no

caso dos dutos com trincas internas também é aplicada pressao na face da trinca.

A Fig. 72 mostra o modelo de elementos finitos construido para o duto
fabricado em ago API 5L.-X70 com trinca externa de 3.5x58 mm e comprimento de
1 m. O quarto simétrico do modelo possui 39504 elementos isoparamétricos 3D de
8 nés com 1200 células computacionais, arranjadas sobre a faixa planar localizada
no ligamento (¢ —a). Estes dutos possuem D, = 219 mm (8 5/8”) e espessura
nominal de parede ¢ = 14.72 mm, o carregamento e as condicoes de contorno sao

semelhantes as apresentadas para o duto de 20” construido em API 5L-X60.
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Figura 71 Modelo numérico 3D gerado pelo cédigo PIPE3D para o duto
construido em API 5L-X60 com trinca 7x140 mm externa.
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9.2 Calibracao dos Parametros Computacionais Utilizando Curvas R

O procedimento de calibracao descrito no Capitulo 4 para as analises sob estado
plano de deformacao, também é utilizado de forma similar para calibrar os
parametros das células computacionais no contexto totamente 3D. Os parametros
D e f, calibrados para as andlises 2D tornam-se ponto de partida para calibracéo
3D. E evidente que no contexto 3D também é fixado o valor de D = 200 um, pelos
mesmos motivos discutidos na calibragao no estado plano de deformacao. Logo, o
processo de calibracdo 3D prossegue com a determinacéo de um valor para f,, que
produz uma Curva R numérica que melhor se ajusta a Curva R experimental (veja

Fig. 32).

9.2.1 Calibracao dos Parametros das Células Computacionais: API 5L-X60

A Figura 73 mostra as Curvas R experimentais e numéricas (3D) para a amostra
0.5-T C(T). As curvas numéricas foram obtidas para trés valores de porosidade
inicial, f, = 0.020, f, = 0.015 e f, = 0.011 utilizando o modelo de células
computacionais sem nucleacao. A localizacao da ponta da trinca em propagacéao é
definida pela célula com porosidade (corrente) f = 0.1 (conforme Capitulo 4). Para
fo = 0.011, a curva de resisténcia J-Aa fornece excelente correlacdo com os
valores experimentais até = 4 mm de crescimento de trinca. Em contraste, as
andlises numéricas utilizando f, = 0.020 e f, = 0.015 produzem uma Curva R
muito mais baixa relativa aos dados experimentais /-4a. Conseqiientemente, o
valor de porosidade inicial f; = 0.011 é considerado como o valor calibrado no
contexto 3D pleno para o aco API 5L-X60. Os de valores q;, g4 e g5 utilizados
foram: g; = 1.4698, g, = 0.7400 e g5 = 2.1603.

A previsao numérica da Curva R para o corpo-de-prova 0.5-T C(T) com
fo = 0.011 apresenta boa aderéncia aos dados experimentais. Entretando, com
base em experiéncias numéricas (principalmente com estruturas tubulares), os
dutos de parede finas nao possuem triaxialidade suficiente para crescimento de
trincas utilizando somente o modelo GT. Neste caso, efeitos secundarios associados

aos grandes niveis de deformacao plastica e a grande regido intensamente
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Figura 73 Previsdo numérica 3D da curva de resisténcia J-Aa para o

corpo-de-prova 0.5-T C(T) com a/W=0.5 contruido em agco API
5L-X60, utilizando células computacionais.

plastificada sdo responsaveis por uma parcela consideravel da propagacao ductil
de trincas através de mecanismos secundarios. Um dos principais efeitos é a
nucleagéo de cavidades secundérias na matriz metalica [28]. Neste caso, é posivel
incorporar este efeito através do mecanismo numeérico de nucleacdo (veja Capitulo
4). E evidente que a utilizacdo da nucleagdo iré alterar a previsdo da Curva R
realizada. Entretanto, a escolha de parametros de nucleacdo que nao alterem
significativamene a previsao da curva J-4a é a chave para anélises consistentes

e sem alterar o valor de f,, previamente calibrado.

A Figura 74 mostra as Curvas R experimentais e numéricas (3D) utilizando
nucleacdo para a amostra 0.5-T C(T). As curvas numéricas foram obtidas para
fo = 0.011 (valor calibrado). A curva de linha tracejada foi obtida com a nucleagdo
ativada com parametros: ey = 0.55, s, = 0.05 e fy = 0.4. Nota-se que a previsao
numérica que utiliza o mecanismo de nucleagdo esta situada ligeiramente mais

abaixo em relacao a curva experimental. Entretanto, nos estagios iniciais (até =
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1 mm) a nucleagdo melhora o ajuste com os dados experimentais. Apesar da curva
prevista utilizando a nucleacao estar ligeiramente abaixo dos dados
experimentais, pode-se utilizar f; = 0.011 com €5 = 0.55, s, = 0.05e fy = 0.4
como o valor calibrado, principalmente para a aplicacao nas previsoes de pressao

de colapso em dutos, onde o crescimento de trincas sao da ordem de 1 a 2 mm.

J (kJ /m 2)
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[ o a > 0 Medidas Experimentais i
I fy = 0.011 =
500 [ ——— = £, = 0011 ey=0.55 sy =005 fy= o.4mﬂnmﬂﬂ”jj i
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D =200 um T
U ® |
= Amostra 0.5-T C(T)]

0 D | ] ] ] | ] ] ] ] | ] ] ] ] | ] ] ] ]
0 1 2 3 4

Aa(mm)
Figura 74 PrevisGo numérica 3D da curva de resisténcia J-Aa para o
corpo-de-prova 0.5-T C(T) utilizando mecanismo de nucleagdo.

A Figura 75 mostra a previsao da evolucao da trinca na amostra 0.5-T C(T)
obtida através das células computacionas. As areas em vermelho denotam as

regioes onde ja houve propagacoes ducteis.

9.2.2 Calibracao dos Parametros das Células Computacionais: API 5L-X70

A Figura 76 mostra as Curvas R experimentais e numéricas (3D) para a amostra
1-T C(T). As curvas numéricas foram obtidas para trés valores de porosidade
inicial, f, = 0.025, f, = 0.030 e f, = 0.035 utilizando o modelo de células

computacionais sem nucleagdo. Para f, = 0.030, a curva de resisténcia J-4a
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Figura 75 Evolug¢do da trinca no corpo-de-prova 0.5-T C(T), prevista
utilizando células computacionais, sincronizada com a Curva R.
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fornece boa correlacao com os valores experimentais até = 2.5 mm de crescimento
de trinca. Em contraste, as andlises numeéricas utilizando f, = 0.025e f, = 0.035
produzem uma Curva R muito mais baixa e mais alta, respectivamente, em relacéo
aos dados experimentais J-4a. Conseqiientemente, o valor de porosidade inicial

fo = 0.030 é considerado como o valor calibrado no contexto 3D pleno. Os valores

q1, 99 € q5 utilizados foram: g, = 1.4094, g, = 0.8480 e g5 = 1.9865.
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Figura 76 Previsdo numérica 3D da curva de resisténcia J-Aa para o
corpo-de-prova 1-T C(T) com a/W=0.65 construido em aco API

3 4

5L-X70, utilizando células computacionais.

9.3 Previsao de Pressao de Colapso Utilizando Modelos de Extensao

de Trincas 3D

Esta secao apresenta detalhes da aplicacio do modelo 3D de células

computacionais para prever a pressao de colapso dos dutos testados no programa

experimental descrito no Capitulo 5.
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93.1 APIS5L-X60

Os parametros computacionais calibrados anteriormente, utilizando a amostra
0.5-T C(T), para os modelos de células computacionas (D = 200 ume f, = 0.011),
e sdo assumidos como constantes para o material e utilizados nas anélises para

previsao de pressao de colapso.

A Fig. 77 apresenta evolucao da trinca com o incremento de pressao para
todas as configuragoes de trincas (3x60, 7x140 e 10x200 mm) dos dutos construidos
em aco API 5L.-X60. Os simbolos X e >k indicam os valores experimentais enquanto
os outros simbolos denotam as curvas de pressao em funcéao do crescimento da
trinca obtidas numericamente. Os simbolos sélidos indicam os dutos com trincas
internas, enquanto os simbolos abertos representam a evolucdo das trincas
externas. Para maior clareza, estas marcas sdo unidas através de segmentos de
reta, como indicado na Figura 77. As previsoes numéricas com o modelo de células
computacionais indicam boas correlagoes com as medicdes experimentais de
pressao de colapso para os dutos com trincas de 7x140 e 10x200 mm. Para o dutos
com trinca interna de 3x60 mm, a previsoes numéricas mostram-se defasadas da

experimental da mesma forma como obtido utilizando modelos 2D.

A Figura 78 mostra as Curvas da/dP; nota-se o mesmo comportamento
previsto utilizando modelos 2D; a uma determinada pressao as curvas tornam-se
bastante ingremes tendendo a uma assintota vertical, o que indica crescimento de
trinca instavel. A Figura 79 mostra a previsao da pressao de colapso para os dutos
utilizando os modelos de células computacionais. Os simbolos nos graficos
representam os valores previstos da pressao de colapso, enquanto a linha sélida
define a igualdade entre a previsao numérica e os resultados experimentais, i.e.,
Pexp = Pprev- A Tabela 14 mostra os valores das previsoes e a comparacdo com 0s
valores medidos experimentalmente. A Tabela 15 compara todas as previsoes

feitas para os dutos construido em API 5L-X60.
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Figura 77 Previsdo numérica 3D da pressdo de colapso dos dutos construidos

em API 5L-X60, longitudinalmente trincados com diferentes
geometrias utilizando células computacionais.

S

Tabela 14: Previsdo da pressdo de colapso numérica 3D utilizando células
computacionais e a relagdo com as medicoes experimentais para os
dutos construidos em API 5L-X60.

a X 2 Trinca Interna Trinca Externa
(mm) Pgr (MPa) Poyp | Por Pgr (MPa) Poyp | Por
3x60 35.3 0.93 36.6 0.86

7 %140 28.0 0.98 25.8 0.96

10 x 200 20.3 1.08 19.3 1.09
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Figura 78 Previsdo numérica 3D da taxa de crescimento de trinca (da/dP)

Tabela 15:

nos dutos construidos em API 5L-X60, longitudinalmente
trincados com diferentes geometrias utilizando células
computacionais.

Comparacgdo das previsdo da pressdo de colapso através da BS:7910,
células computacionas 3D para os dutos construidos em API 5L-X60.

a X 9 BS:7910 Trinca Interna Trinca Externa
(mm) Pps MPa)  p, ., (MPa) Pgr (MPa) P, (MPa) Pgr (MPa)
3% 60 21.4 33.0 35.3 31.5 36.6

7% 140 19.3 27.5 28.0 25.0 25.8

10 x 200 14.2 22.0 20.3 21.0 19.3
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Figura 79 Comparacdo entre as pressées de colapso previstas pelo modelo 3D
de células e experimental para os dutos construidos em API 5L-X60.

93.2 APIS5SL-X70

A Figura 80 apresenta a evolucao do crescimento da trinca com o incremento de
pressao para as duas configuracgoes de trincas (1.5x15 e 3.5x58 mm) dos dutos
construidos em aco API 5L-X70. Apesar do crescimento de trinca relativamente
pequeno e uma previsao de colapso muito préoxima da determinada pelo programa

experimental, para as duas amostras o erro maximo é de =2%.

A Figura 81 mostra as Curvas da/dP para os dutos construidos em aco API
5L-X70. Da mesma maneira que as previsoes anteriores, nota-se que para uma
determinada pressao, as curvas tenderam a uma assintota vertical. A Figura 82
mostra a previsao da pressao de colapso para os dutos utilizando os modelos de
células computacionais. Os simbolos nos graficos representam os valores previstos

da presséao de colapso, enquanto a linha sélida define a igualdade entre a previsao
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Figura 80 Previsdo numérica da pressdo de colapso dos dutos construidos em
API 5L-X70, longitudinalmente trincados com diferentes
geometrias utilizando células computacionais.

numérica e os resultados experimentais, i.e., Pexp = Pprep. A Tabela 16 mostra os
valores das previsoes e a comparacao com os valores medidos experimentalmente,
a Tabela 17 compara todas as previsoes feitas para os dutos construidos em aco API
5L-X70.

Tabela 16: Previsdo da pressdo de colapso numérica utilizando células
computacionais e a relagdo com as medicoes experimentais para os
dutos construidos em API 5L-X70.

a X 2c Trinca Externa

(mm) Pgr (MPa) Poxp | PG
1.5x15 91.5 0.99
3.5 x58 84.1 1.01
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Figura 81 Previsdo numérica da taxa de crescimento de trinca (da/dP) nos
dutos construidos em API 5L-X70, longitudinalmente trincados
com diferentes geometrias utilizando células computacionais.

0

Tabela 17: Comparacdo das previsdo da pressao de colapso através da BS:7910
e células computacionas para os dutos construidos em API 5L-X70.

a X 2c BS:7910 Trinca Externa
(mm) Pps (MPa) P, MPa)  Pgr (MPa)

1.5x15 62.8 91.0 91.5

3.5 X 58 60.6 85.7 84.1

9.4 Relacao entre os Resultados Numéricos e as Previsoes de Pressao

de Colapso

De forma geral, as previsoes de pressiao de colapso através das células
computacionais mostram-se bastante robustas e satisfatérias. Os modelo 3D
apresentaram melhor consisténcia nos resultados, i.e., a dispersao do resultados

foi menor se comparado com os resultados 2D.
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Figura 82 Comparacdo entre as pressées de colapso previstas pelo modelo 3D
de células e experimental para os dutos construidos em API 5L-X70.

As previsoes para as trincas rasas mostraram-se ligeiramente contrastantes;
enquanto as previsoes para as amostras dos dutos de 8 5/8” foram exelentes, as
previsoes para as trincas de 3x60 mm mostraram um grau de acuidade inferior. A
divergéncia encontrada nas previsoes de pressao de colapso para as trincas rasas
nos dutos de 20” e 8 5/8” estao relacionadas ao valor do D/t. A razao D/t mede
indiretamente e qualitativamente a rigidez associada ao duto, a qual tem enorme
influéncia sobre os modelos computacionais e o comportamente mecénico das

estruturas.

Os dutos de 20” possuem uma razao D/t maior do que os dutos de 8 5/8”, isto
é, estes dutos, se comparados com os de 8 5/8”, sdo menos rigidos e,
conseqiientemente, com nivel de triaxialidade mais baixo e mais suceptiveis aos
efeitos do bulging. Estes fatores combinados afetam significativamente a resposta

do modelo GT para as amostras com trincas rasas em dutos de grandes didmetros
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e espessura de parede reduzida. O efeito ha pouco citado pode ser observado nas
previsoes dos dutos construidos em API 5L-X60 e X70, onde ao contrario das

amostras de 20”, as de 8 5/8” obtiveram bons resultados.
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CONCLUSOES E SUGESTOES PARA
TRABALHOS FUTUROS 1 0

10.1 Conclusoes

Este estudo descreveu duas metodologias para a previsao de pressao de colapso e
extensao de trincas em dutos contendo defeitos longitudinais, utilizando os
modelos de células computacionais e o dngulo de abertura da ponta da trinca
(CTOA). O modelo de células computacionais, que incorpora a formulacao de
plasticidade de Gurson-Tvergaard para materiais porosos, descreve o dano na
regiao a frente da trinca em conexao com a diminuicdo da capacidade de carga do
material. Os parametros-chave do modelo sdo a dimensao da célula, D, e a
porosidade inicial, fj,, as quais sdo (necessariamente) calibrados utilizando
resultados experimentais de crescimento de trinca (Curvas R) que representem as
condicoes (locais) de extensao ductil de um componente estrutural contendo um
defeito. Por outro lado, o modelo CTOA é essencialmente uma abordagem
geométrica baseada na deformacao dos flancos da trinca; os parametros
governantes do modelo CTOA séo o angulo critico de iniciagao, 6, e de propagacgéo
0. A utilizacdo destes parametros é suportada por diversos trabalhos, entre eles
os trabalhos de Newman et al. [83] e Dawicked et al. [62,79].

O modelo de células computacionais calibrado (D e f;) foi utilizado para
prever a pressao de colapso de dutos de 20” e 8 5/8”de diametro externo. Modelos
de elementos finitos sob estado plano de deformacoes, foram gerados para todas
as configuracoes de trincas provenientes do programa experimental (apresentado
previamente) e os resultados destas analises mostram boa concordancia com os
resultados experimentais com erros inferiores a 10%. Em contraste, os resultados
provenientes do critério CTOA sob estado plano de deformacoes, utilizando os
parametros (0; e 6) ndo obtiveram boa aderéncia aos resultados experimentais
dando indicios de outros mecanismos numéricos/mecanicos atuando sobre as

estruturas.
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De forma a facilitar a avaliacdo dos modelos propostos e formar uma base de
comparacao, farm realizadas previsoes de pressiao de colapso utilizando o
procedimento (convencional) BS:7910 (FAD). As previsoes realizadas pelo
procedimento BS:7910 apresentaram resultados bastante conservadores e
indicaram modo de falha governada por colapso plastico do ligamento
remanescente. Os mecanismos contidos nos procedimentos “tipo” FAD, nao
conseguem incorporar adequadamente efeitos de crescimento de trinca
ocasionando muitas vezes previsoes com grau de conservadorismo excessivo, como

no caso apresentado neste trabalho.

Anadlises adicionais foram conduzidas para o melhor entendimento dos
mecanismos numéricos/mecéanicos para os dois modelos. Estes estudos revelaram
excelente robustez do modelo de células e baixa sensibilidade a parametros
computacionais. Por outro lado, os estudos efetuados para o CTOA revelaram que
uma das hipé6teses do modelo (CTOA critico constante para o material) nao é valida
para os dutos estudados. Estas andalises mostram que fatores materiais e
geométricos intensificam o efeito da protuberancia (bulging) afetando
significativamente o comportamento do critério CTOA. Entre os fatores estao:
encruamento do material, grande espessura da parede do duto, grande didmetro,
etc. Os resultados obtidos para o CTOA mostraram que esta metodologia é

inadequada para a previsao da pressao de colapso em dutos.

As anilises 2D apresentadas neste trabalho demonstraram a capacidade do
modelo de células computacionais de prever o crescimento e a pressao de colapso
de dutos contendo defeitos longitudinais. As previsdes para os dutos de 20” com
trincas rasas (3x60 mm) contrastam com os resultados obtidos para os dutos de 8
5/8” com trincas de 1.5x15 e 3.5x58 mm (trincas também rasas). As discrepancias
encontradas nas previsoes estdo relacionadas a rigidez de cada configuracao
tubular. Os dutos de 20” possuem uma razao D/t maior do que os dutos de 8 5/8”,
il.e., estes dutos se comparado com os de 8 5/8” sdo menos rigidos, e
conseqiientemente, com nivel de triaxialidade mais baixo e mais susceptiveis aos
efeitos do bulging. Estes fatores combinados afetam significativamente a resposta

do modelo GT para as amostras com trincas rasas em dutos de grandes didmetros
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e espessura de parede reduzida. O efeito ha pouco citado pode ser observado nas
previsoes do dutos construidos em API 5L-X60 e X70, onde ao contrario das

amostras de 20”, as de 8 5/8” obtiveram bons resultados.

As andlises 3D fornecem resultados bastante consistentes, principalmente
no que diz respeito a dispersao dos resultados. Entretanto, como as anélise 3D
consomem elevados recursos computacionais, as analises 2D mostram-se mais
adequadas, pois do ponto de vista pratico estas fornecem resultados melhores do
que os obtidos utilizando o procedimento FAD e nao exigem grandes recursos

computacionais.

10.2 Sugestoes para Trabalhos Futuros

Existem varios efeitos e mecanismos nao abordados ou que ainda necessitam de
estudos mais aprofundados. O autor acredita que sejam necessarios mais estudos
aprofundados sobre as influéncias do D/t e das geometrias de trincas (relacao

a/2c) sobre as estruturas tubulares.

Apesar da grande sensibilidade do critério CTOA, a utilizagdo de
corpos-de-prova com geometrias apropriadas para calibrar os parametros do
CTOA pode estabelecer um cenario promisor para a previsao de pressao de colapso
em dutos. Uma configuracdo que se mostra apropriada para tal fim é o
corpo-de-prova SE(T). Desta forma, é possivel utilizar resultados numéricos
proveniente de amostras C(T) para prever uma Curva R para uma amostra SE(T)

e utilizar a curva prevista para calibrar os parametros do CTOA.
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ACOS MICROLIGADOS PARAACONSTRUQAO DE
DUTOS DE ELEVADA RESISTENCIA A

Com o crescimento do consumo de energia e de combustiveis pelo aumento da frota
automotiva, novas fontes de 6leo e gas passaram a ser exploradas em regioes
remotas e com condigoes climaticas adversas. A necessidade de se transportar
economicamente quantidades crescentes destes recursos tornou comum a
utilizacao de dutos de grandes didmetros e espessuras de parede elevadas,
operando sob altas pressoes. Isto levou a um aumento na demanda por materiais
de alta resisténcia e boa tenacidade a baixas temperaturas, como os acos
microligados de classificacao API (American Petroleum Institute) [12]. Em funcao
desta demanda, a tecnologia para produzir estes acos e estruturas vem se

desenvolvendo rapidamente.

Dutos utilizados na induastria do petrdleo sao geralmente classificados
segundo a API em funcdo de sua aplicacdo e sua resisténcia mecéanica.
Especificamente os acos utilizados na fabricacdo de dutos para linhas de
transporte seguem a classificacao API 5L (Specification for line pipe steel) [13],
abrangendo qualquer tipo de duto para transporte de gas, agua ou dleo para as
industrias de petrdleo e gas natural. A especificao API 5L leva em consideracgao o
processo de fabricacao do duto (sem costura, com costura, com solda em espiral,
etc.). Estes dutos sao especificados em didmetros externos nominais que variam de
3 a 1240mm (1/8” a 49”) [99]. Para a classe 5L, os graus de composicao quimica e
resisténcia mecanica variam desde API 5L A25 até o moderno API 5L X80. Nas
designacoes compostas pelas letras A ou X, os dois tltimos digitos especificam
valores minimos de limite de escoamento do material (apés a fabricacéao do duto),
em unidades imperiais inglesas (ksi). Assim, acos API 5L X60 apresentam valor

minimo de tensao limite de escoamento igual a 60 ksi (~ 410 MPa).

A versao mais recente da norma API 5L, editada em 2001, incorpora dois

niveis distintos de especificacdo de produtos (product specification level),
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identificados como PSL1 e PSL2. Cada um destes niveis abrange quase os mesmos
graus de aco (PSL1 pode ser fornecido em graus A25 a X70; PSL2 pode ser fornecido
de Grau B a X80), o que permite especificar, por exemplo, acos X60 conforme os
niveis PSL1 ou PSL2. A diferenca entre os niveis é o rigor no detalhamento e nos
requisitos técnicos: tubos enquadrados na especificagao PSL2 devem apresentar,
por exemplo, controle mais estreito da composicao quimica do material e valores

definidos de tenacidade e resisténcia a tracgao [12].

As Tabelas 18 e 19 apresentam a composicdo quimica especificada para os
varios graus de acos API nos niveis PSL1 e PSL2, respectivamente, além dos
requisitos minimos de resisténcia mecéanica. E possivel observar que a composicao
quimica minima exigida dos agos é bastante flexivel e ndo considera a adigao
compulsoria de elementos de liga. Apesar disso, microadicoes de elementos como
Ti, Nb e V sdo permitidas desde que seu emprego seja acordado entre o fabricante
do material e o usuario. Para os acos com niveis de resisténcia mais elevados (X60
até X80), a norma API permite até mesmo que o fabricante nao se detenha a
composicao quimica estipulada, permitindo elaborar materiais com composicoes
quimicas distintas que apenas atinjam as metas de resisténcia mecanica

prescritas para cada grau desejado.

A Tabela 19 apresenta a especificacdo de resisténcia mecanica (nivel PSL2),
onde observa-se a exigéncia do limite maximo especificado para as tensoes limite
de escoamento e limite de resisténcia. Para acos empregados em linhas de dutos,
o0 objetivo de se definir limites maximos de resisténcia mecéanica € evitar a formacao
de gradientes de resisténcia (mismatch) significativos em regioes de solda
circunferencial do duto, devido a eventual discrepancia entre a resisténcia
mecanica do metal base e do metal de adicédo [13]. No caso de acos empregados na
fabricacao de risers rigidos SCR (steel catenary risers) é importante garantir que
o material do riser, que sera lancado através de desbobinamento (reeling) do duto
soldado, apresente uma relagcdo adequada entre o limite de escoamento (oy) e o
limite de resisténcia (o,). Isto é necessario para garantir que o material suporte

a deformacao plastica imposta durante o bobinamento sem falhar [12].
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Tabela 18: Composicdo quimica e propriedades mecdnicas de acos API 5L nivel
de especificagdo PSLI [13]

C Mn P S Oys (MPa) o, (MPa)
Grau Outros
%Pmax Y%max Y%max %max min min
dutos sem costura
A25-1 0.21 0.60 0.030
172 1
A25-11 021  0.60 Ogo 2 _ ! 510
A 0.22 0.90 207 331
B 1.20 241 414
X42 1.30 290 414
X46 0.030 317 434
X52 0.98 0.030 Nb+V+Ti 359 455
X56 ' < 0.15% 386 490
X60 140 414 517
X65 448 531
X170 483 565
dutos com costura
A25-1 0.030
21 . 172 1

A95_II 0 0.60 0(_)(.)(4)18503 ) 7 310
A 0.22 0.90 207 331
B 1.20 241 414
X42 1.30 290 414
X46 0.030 317 434
X52 0.030 . 359 455
X56 0.26 140 I\ib(;r\l]g;/? 386 490
X60 414 517
X65 1.45 448 531
X170 1.65 483 565
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Tabela 19: Composicdo quimica e propriedades mecdnicas de acos API 5L nivel
de especificagdo PSL2 [13]

C Mn P S Oys (MPa) o, (MPa)
Grau Outros
%max %max %max Y%max min max min max

dutos sem costura

B 1.20 241 448 414 758
X42 1.30 200 496 414 758
X46 317 524 434 758
X52 350 531 455 758
X56  0.24 0025 0015 VTl 386 544 490 758
X60 1.40 414 565 517 758
X65 448 600 531 758
X70 483 621 565 758
X80 552 690 621 827
dutos com costura

B 1.20 241 448 414 758
X42 1.30 200 496 414 758
X46 317 524 434 758
X52 350 531 455 758
X56 022 0 002 0015 NbsViTl 386 544 490 758
X60 414 565 517 758
X65 1.45 448 600 531 758
X70 1.65 483 621 565 758
X80 1.85 552 690 621 827
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PROCEDIMENTO BS:7910 NiVEL 2B B

Esta secao apresenta alguns detalhes adicionais do procedimento de avaliacao de
integridade estrutural BS:7910 [10]. No presente contexto nao pretende-se
realizar uma revisao detalhada do procedimento, nem discutir com profundidade

o referido procedimento.

Metodologias de avaliacdo de integridade estrutural utilizando diagramas
FAD sdo amplamente utilizadas pelas normas internacionais pela sua
simplicidade de implementacdo. Tal simplicidade permite em um mesmo
diagrama a avaliacdo de uma estrutura tanto a fratura como ao colapso plastico.
A metodologia consiste em uma construgio sobre um sistema de coordenadas
cartesianas (x, y), onde o eixo x representa o carregamento que induz o colapso
plastico e o eixo y representa o carregamento que induz falha por fratura fragil. O
FAD possui duas regioes distintas (veja Fig. 10) e limitadas por uma curva
normalmente conhecida como locus. Estas regides apresentam os pontos de
operacao segura e insegura da estrutura e geralmente o locus pode ser descrito na

forma:
Kr = f(Lr> (22)

onde, K, representa a resisténcia a fratura fragil em funcio do carregamento

aplicado (L,).

A BS:7910 define diferentes formas para a funcéo f(L,) para diversos niveis
de avaliacao, os quais dependem do grau de conservadorismo e das informacoes
disponiveis sobre as estruturas. O nivel utilizado também determina o limite
maximo para L,, que define o ponto de falha por colapso plastico, ou seja, este
limite é obtido do carregamento que produz o escoamento do material que produz
a ruptura puramente pléstica. No presente contexto foi utilizado o nivel 2B, o qual
utiliza as curvas de tensao-deformacao para a construcao mais precisa dos

~

diagramas FAD. as expressoes referentes ao locus (f(L,)) e L7® séo:
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o=

Ee L3o
_ ref r-ys
Lmax = Oys + Ou (24)
20y

onde, E é o modulo de elasticidade do material, 0,5 é o limite de escoamento, € ref

é a deformacéo real referente a tenséo de engenharia de valor L,0,,.

Apoés a construcao do locus é necessario a a localizacao dos pontos de operacéo

da estrutura no diagrama através da obtencao do L, e K, através das expressoes:

aref
oL, = Tys (25)
K
K.=_1 (26)
Kmat

onde, K,,,; é o valor critico de intensificacéo de tensdo do material, K; é o valor de
intensificacdo de tenséao aplicado a estrutura, o, é o limite de escoamento e orefé

a tensao de referéncia que a dada pela equacao:

2P,

b @7)
31— a')

Uref= 1.2M3Pm +

onde, P, é a tensdo de membrana aplicada (tensao circumferencial dada por P/R¢)
e P, é atensao de flexao aplicada (que neste caso é igual a zero). E importante
salientar que a Eq. 27 é baseada na formulacao original de Folias [100], onde M

e a'’ sao dadas pelas equacoes:

1~ (5%
M, =71/

(9

(28)
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y
a'' = _\BJ para W = 2(c + B) (29)
8
a' = ZC(BJ?RZ) para W< 2(0 + B) (30)
M,= [1+16|-< 31
T — . RZB 31)

onde, a é a profundidade da trinca, B é a espessura de parede do duto, ¢ é a metade
do comprimento da trinca, W é o comprimento total do duto e R; é o raio interno
do duto.

Para a determinacéo do K, sdo necessarios os valores de K critico do material,
K, € 0 K aplicado, K;. Entretanto a obtencéo precisa destes valores, por meios
experimentais e/ou analiticos, ndo é simples, principalmente no caso de materiais
ducteis. Para contornar este problema o procedimento BS:7910 disponibiliza em
seus anexos formulacées para uma estimativa de tais valores. A estimativa do K,,;

é feita através da formulacao semi-empirica e é baseada na energia Charpy:

820,/C, — 1420
K, ., = [ B/t ] + 630 (32)

onde, C, é a energia Charpy absorvida pelo corpo-de-prova.

A estimativa do K é apresentada no Anexo M do procedimento BS:7910 [10].
Esta seccdo do procedimento contém solucoes analiticas de K; para uma grande
gama de tipos de defeitos, todas as solucoes apresentadas no Anexo M partem da

expressao:

K, = (Yo)/na (33)
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onde Y é um fator de forma/carregamento da trinca e a é a pronfundidade da trinca.

O fator de forma é calculado combinado com a tensao o, através da expressao:
(Ya) =M fW My Omax (34)

onde, omax € a méxima tenséo aplicada e M, fy, My, sdo constantes adimensionais

encontradas nas tabelas do Anexo M do procedimento BS:7910 [10].
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PIPE3D 2.0: GERADOR AUTOMATICO DE MALHAS
3D PARA DUTOS CONTENDO DEFEITOS
LONGITUDINAIS C

Anadlises estruturais podem assumir diversas configuracoes geométricas,
bem como diversos casos de solicitacao. Conseqiientemente, as malhas utilizadas
para resolver tais problemas devem se adequar a geometria e ao tipo de solugao
desejada da analise. Entretanto, para problemas onde a quantidade de nés e
elementos se torna excessiva, a malha deve se adequar ao problema de forma mais
otimizada, gerando modelos com niimero menor de elementos, para minimizar o
tempo de processamento e quantidade de recursos computacionais exigidos. A
necessidade de otimizacao dos modelos é facilmente observada em andlises nao
lineares, onde o tempo de processamento é muito maior do que nos problemas
lineares. Por outro lado, alguns problemas assumem geometrias extremamente
complexas de discretizacdo, como no caso de dutos contendo defeito planares, uma

vez que a malha é bastante refinada e detalhada na regiao do defeito.

Malhas para dutos contendo defeitos planares tomam um tempo bastante
significativo e uma elevada atencao humana para a sua construcao. Muitas vezes,
o tamanho da malha nao fica limitado pelos recursos computacionais disponiveis,
mas sim, pela limitacdo humana de visualizacao de espacos 3D complexos. Sao
estas as motivagoes que levam a criacao de cédigos computacionais de geracao
automatica de malha, onde o usuario introduz no software dados de facil

compreensao, ficando a discretizacao a cargo dos computadores.

Este documento descreve os aspectos tedricos e os comandos necessarios para
o uso do PIPE3D [98], um cédigo de pesquisa desenvolvido em FORTRAN 90 para
a geracdao automatica de malhas tridimensionais de dutos contendo defeitos
planares longitudinais. Tais malhas sao aplicadas em analises numéricas de larga
escala utilizando o método dos elementos finitos, através do cédigo WARP3D [84].
O PIPES3D traz em seus algoritmos a geracdo de malhas nao estruturadas para o

uso em elementos finitos, bem como controles adaptativos especiais e sistemas de
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verificacdo das condigoes da malha para facilitar a utilizacao pelo usuario e

fornecer malhas mais adequadas ao problema em questao.

A caracteristica central do PIPE3D é a construcao automaética de malhas para
as andlises de integridade estrutural em dutos contendo defeitos longitudinais
aliado a uma interface de uso simples através de um arquivo ASCII, para
especificacoes dos parametros geométricas do duto e do defeito, condicoes de
carregamento e outros pardmetros do modelo. A malha resultante é escrita em um

arquivo de saida no formato neutro para o modelador CAE MSC Patran.

C.1 Aspectos Gerais

A solucao numérica de malhas est4 baseada na solugdo numérica de suas equacoes
diferenciais parciais (EDPs). A solucao da malha requer uma discretizacao inicial
de seu espaco matematico, desta forma, substituindo equacoes diferenciais
parciais continuas por um sistema algébrico equivalente de equacoes diferenciais.
Existem muitas bifurcacoes neste processo de solucao. O primeiro passo é escolher
se a discretizacao sera sobre pontos ou células. Toda discretizacdo é acompanhada
por um campo de solucoes possiveis e estas podem ser conectadas por diversas

formas na rede de pontos ou células.

A discretizagao de pontos é chamada de diferencas finitas, onde as derivadas
nas EDPs sao representadas em pontos por uma expressao algébrica diferencial
obtida através de uma expansao em uma série de Taylor das variaveis de solucao
em diversas vizinhancas. Este conjunto pode representar a solucao por polinémios
entre os pontos. Entretanto, este método pode se tornar nao realista quando as
variacoes entre os pontos forem grandes; neste caso, a solucdo é aumentar a
quantidade de pontos. Porém, o aumento do niimero de pontos é desvantajoso, pois
o esforco computacional para a solucdo aumenta exponencialmente com a
quantidade de pontos. Outra possibilidade é retornar a EDP na forma de integrais
fundamentais e representar as integrais em células discretas. A representacao das
variaveis de solucdo sobre as células e os seus termos das funcgoes selecionadas

para a integracao analitica gera mais uma bifurcacao no processo de solucao: (1)
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integrar no dominio do volume (elementos finitos), ou (2) fazer o balango dos fluxos

sobre os lados células (volumes finitos).

As aproximacoes por elementos finitos possuem duas formas béasicas: (1)
variacional, onde as EDPs sao substituidas por integrais fundamentais através do
principio variacional (calculo variacional), ou (2) a ponderacgao dos residuos, onde

as EDPs sao multiplicadas por certas funcoes e entao integradas sobre as células.

C.2 Malhas para Dutos com Defeitos Planares

Malhas para a simulagdo 3D de dutos com defeitos planares nao séo triviais, pois
possuem um elevado nimero de nés e elementos, com regioes bastante refinadas
e com controle do tamanho e forma de cada elemento. Para facilitar o entendimento
podemos dividir a malha em trés partes: (a) zona de trinca, (b) bloco de trinca e (c)
duto. Cada uma das divisoes esta inserida na outra, isto é, a zona de trinca esta
inserida no bloco de trinca e o bloco de trinca esta inserido no duto. A Figura 83

mostra a configuracao geral de um duto trincado.

</

Figure 83 Configuracdo geral de um duto trincado.

) 2c

- a

C.2.1 Zonade Trinca
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Na regido denominada zona de trinca estao alocados os elementos que formam o
flanco da trinca e as células computacionais, as quais definem a regidao onde a
trinca ira se propagar. A metodologia de células computacionais, criada por Xia e
Shih (X&S)I%:6] utilizando o modelo constitutivo de Gurson-Tvergaard!”:8! e
estendida ao contexto 3D por Ruggieri e Dodds (R&D)¥! exige um controle
completo do tamanho e forma dos elementos em pelo menos duas faces dos
elementos. Estas faces devem ser perfeitamente quadradas de tamanho D.
Observacoes experimentais14-16] e experiéncias numeéricas de X&SI?-6l e R&D!?!
mostram que valores de D=0.2 mm representam adequadamente a largura da zona
de processo de fratura e fornecem uma boa resolugcao dos campos de tensoes. A
metodologia de células computacionais é melhor discutida nos trabalhos de
X&S5:6l R&DII Ruggierill®, Dotta e Ruggieri (D&R)H2131. A figura 84 ilustra a

metodologia das células computacionais.

C.2.2 Blocode Trinca

O bloco de trinca é a regiao onde é feita a transicao da zona de trinca para o corpo
do duto. A principal funcao desta regiao é permitir a transicao suave. Porém este
trecho da malha é responsavel pela primeira otimizagao do modelo, isto é, esta
parte da malha tem como funcdo diminuir a quantidade de elementos, mas de
forma suave, a fim de nao proporcionar regides problematicas durante a

simulacao.

C.3 Geracao Automatica de Malhas

A geracao automatica da malha, realizada pelo PIPE3D, é feita por partes, da
regido mais refinada (zona de trinca) para a menos refinada (duto). A malha
resultante é salva em um arquivo tipo MSC/Patran Neutral file''l], onde este
arquivo pode ser utilizado em diversas plataformas. A Fig. 85 mostra a malha
gerada pelo PIPE3D, bem como as suas subdivisoes (zona de trinca, bloco de trinca

e duto).
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Figure 84 (a) Modelo fenomenolégico de fratura dictil em modo I, (b) modelo
esquemdtico de Gurson-Tvergaard (GT) e (c) implementagdo numérical®l.

C.3.1 Zonade Trinca

A regiao mais refinada da malha é a zona de trinca e, conseqiientemente, esta é
a regiao onde ocorre o maior controle da malha. A criacao desta regido esta dividida
em trés partes: (a) geracao da unidade de células computacionais e transicoes
adjacentes, (b) extrusao eliptica da camada que contem as células e as transicoes
e (c) criacao do flanco da trinca. Nas primeiras partes da geracao, (a) e (b), sdo
realizados os calculos das posicoes nodais e criada a tabela de incidéncias
(conectividade) da primeira camada de elementos. Posteriormente, é construida a
primeira camada de elementos e, finalmente, é executada a extrusao eliptica,

segundo as Egs. (1) e (2).
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(b) bloco de trinca, (c) zona de trinca, (d) camada de extrusado eliptica.
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yij = (b +r,.sen®) - b )

z; = (a + rij).cos(é)j)

(2)

a;=a;_;+ ﬂ.(yndiv”'j)

onde y; e z; sdo as coordenadas nodais, r; € o raio local, a é o semieixo eliptico na

i
diregéo y, b o semieixo eliptico na diregdo z, 6, € o angulo da extruséo, a; é o
complemento de 6,, § e y slo fatores de forma. A Fig. 86 mostra, esquematicamente,

como ¢é feita extrusao eliptica.

Figure 86 Esquematizacdo da extrusdo eliptica.

C.3.2 Bloco de trinca

Para a formacéao do bloco de trinca é necessaria uma transigao da zona de trinca
para a fronteira externa, formando um bloco tnico. Para realizar esta transicao o
PIPE3D utiliza transformacoes conforme Laplacianas!/!l. Este método resulta em
um sistema de equacoes diferenciais parciais (EDPs), de tal forma que o espaco

deformado (bloco de trinca) é transformado em um espaco regular!4l. Este principio
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é mostrado esquematicamente na Fig. 87. As equacoes utilizadas mantém a

Y i A

X £

Figure 87 Principio da transformacdo espacial utilizando equagées diferenciais
parciais

continuidade da malha, isto é, as funcoes que regem esta distribuicao sao

diferenciaveis em todo o dominio da malha. A Eq. (3) mostra a condigcao de

continuidade da malha. Outra caracteristica do método empregado para resolver

a malha nesta regido é a obtencdo de uma malha natural, ou seja, todos os pontos

sdo continuos e perpendiculares entre si.

9% | 9% _

ox2  oy? 3)
%y %y

K/ i/

x2  9y2

Entretanto, as condicoes de continuidade formam um sistema de EDPs que
dependem das condicoes iniciais e, conseqilentemente, nao existe solucao analitica
univoca para este tipo de problema. Porém, é possivel resolver a malha
empregando ferramentas numéricas, tais como método numérico de resolugéao de
EDPs empregado neste cédigo, denominado SOR (Successive Over Relaxation)!1-3],
Desta forma, a solucdo da malha é transformada em uma solucao iterativa. A Eq.

(4) mostra a solucdo numérica das EDPs pronta para a aplicacdao do SOR.
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9%x
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Os fatores g,;, g1, € g,, S80 as parcelas posicionais, ou seja, cada localizacao
no espaco, (17;§;), possui um g;;, g1, € g, que podem ser obtidos através das Eq.
(5), (6) e (7). Neste contexto, podemos aproximar numericamente as derivadas
através do método das diferencas finitas; desta forma, juntamente com a Eq. (4),
pode-se chegar ao residuo da iteragao na aplicacdo do método SOR, mostrado na
Eq. (8) e (9), onde w é o fator de super-relaxacao. A malha resultante da regiao do

bloco de trinca é mostrada na Fig. 88.

NANAW

W
W
W

Figure 88 Malha resultante da regido do bloco de trinca.
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C.3.3 Duto

Finalizando a geragao da malha, o PIPE3D calcula os nds e elementos necessarios
para a formacao do duto utilizando duas transi¢oes de malha e duas extrusoes. A

Fig. 89 mostra um duto completo gerado pelo PIPE3D.
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(c
didmetro nominal, (b) detalhe em perspectiva da regido onde estdo as células

computacionais e (c) vista frontal da regido das células computacionais.

Figure 89 Malha gerada pelo PIPE3D: (a) malha resultante de um duto de 200mm de
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