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About the design procedures of bolts connectors in concrete-filled
steel tubular columns

Resumo

Neste trabalho foram realizados ensaios de cisalhamento na regido de introducdo de forca dos
pilares tubulares circulares de aco preenchidos com concreto para a avaliacdo do
comportamento de conectores parafusos. A utilizacdo desses conectores em pilares mistos
tubulares preenchidos tem se demonstrado vidvel, uma vez que sdo de facil instalacdo e de baixo
custo. Os resultados dos ensaios foram analisados avaliando-se a rigidez, a forca maxima e os
modos de falha e comparados com aqueles fornecidos pelos procedimentos de calculo
encontrados na literatura, dentre eles, o da norma brasileira ABNT NBR 16239:2013. Foi possivel
constatar que os procedimentos de calculo forneceram resultados significativamente inferiores
aos dos ensaios para a capacidade resistente dos conectores, sendo que os menores valores
foram os da ABNT NBR 16239:2013.

Palavras-chave: conectores de cisalhamento, conectores parafusos, pilares mistos preenchidos
com concreto, ensaios de cisalhamento.

Abstract

In this study, push tests were performed in the load transfer region of concrete-filled steel tube
for the evaluation the behavior of bolt connectors. The usage of these devices in composite
columns has been regarded as a feasible design option, due to its easiness to be installed and
for being a low-cost technology. The results tests were analyzed through the evaluation of the
stiffness, ultimate load and failure modes. These results were also compared with those
provided by the calculation procedures found in the literature, among them, the Brazilian
standard ABNT NBR 16239:2013. It was possible to verify that the calculation procedures gave
results significantly inferior to the tests for the resistant capacity of the connectors and that the
lower values were those of ABNT NBR 16239: 2013.

Keywords: shear connectors, bolts connectors, composite column, push-test.
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1 Introducao

1.1 Consideragdes Gerais

Nos pilares mistos é essencial que haja interacdo entre os componentes perfil de aco e
concreto. Algumas vezes a aderéncia natural ndo é capaz de proporcionar a interagao
adequada, tornando necessaria a utilizacdo de dispositivos mecanicos, como os

conectores de cisalhamento, para a transferéncia de forgas entre os componentes.

Estudos recentes na Europa, entre os quais os de Starossek e Falah (2008), Athira (2016)
e Younes et al. (2016), mostraram que os conectores de cisalhamento constituidos por
parafusos (chamados aqui de conectores parafusos) sdo uma solucdo interessante para
a ligacdo entre o tubo de aco e o nucleo de concreto nos pilares mistos preenchidos com
concreto (PMPC). No Brasil, esses dispositivos tém sido estudados por alguns
pesquisadores, com destaque para os trabalhos de Almeida (2012), Cardoso (2014),
Santos et al. (2016a, 2016b), Santos (2017) e Ribeiro Neto e Sarmanho (2017). Também
vale ressaltar que na norma brasileira ABNT NBR 16239:2013 foi introduzido o modelo

de calculo desses conectores nos PMPC.

Neste trabalho sdo apresentados ensaios de cisalhamento na regido de introducdo de
forca dos pilares tubulares circulares de aco preenchidos com concreto para a avaliacao
do comportamento estrutural de conectores parafusos. Os resultados desses ensaios
foram analisados avaliando-se a rigidez, a forca maxima e os modos de falha e, ainda,
comparados com os resultados fornecidos por modelos de cdlculo encontrados na

literatura, dentre eles, o prescrito na ABNT NBR 16239:2013.
1.2 Caracterizagao dos Conectores

Considerando-se a rigidez inicial da curva forca versus deslizamento entre o aco e o
concreto, os conectores podem ser classificados como rigidos ou flexiveis (Almeida,
2012). Nas Figuras 1a e 1c tém-se exemplos de curvas forga versus deslizamento obtidas

com conectores rigidos, e nas Figuras 1b e 1d, com conectores flexiveis.

Segundo a norma EN 1994-1-1:2004, o conector pode ser tomado como ductil se a
capacidade caracteristica de deslizamento (6, ), igual ao deslizamento (§,,) reduzido em

10%, for maior ou igual a 6 mm.
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O deslizamento (6,,) € medido na parte descendente da curva, correspondente ao nivel

da forga resistente caracteristica (Pgy), conforme se vé nas Figura le e 1f.

PA PA Prx
Pri \f’Rk
T Usando em
(Rigido, fragil) S (Rigido, ductil) S ;nEa'::lises via S
S1=8u=0 > dl Su > SI 5;0 >
ou=0 ou>0
(a) (c) (e)
PA Prk
Prk Prx %
| (Comportamento
(Flexivel, fragil) § (Flexivel, dictil) § f tipico dos studs) 5
6]=:5u > SI Su > SI (S:u >
6u>0 du>0

(b) (d) (f)

Figura 1 - Classificacdo dos conectores: (a) rigido e fragil; (b) flexivel e fragil; (c) rigido e
ductil; (d) flexivel e ductil; (e) curva tipica para analise via MEF; (f) comportamento
tipico de conectores studs (adaptado de Bartschi, 2005)

Almeida (2012) define que os conectores que possuem rigidez secante inferior ou igual

a 200 kN/mm podem ser classificados como flexiveis, e os demais, como rigidos.

1.3 Procedimentos analiticos de calculo
1.3.1 Consideragoes gerais

A Unica norma de projeto que contém um procedimento para calculo de conectores
parafusos em pilares mistos preenchidos com concreto é a brasileira ABNT NBR
16239:2013. Na literatura cientifica, merecem destaque os procedimentos de
Starossek e Falah (2008) e Van-Long et al. (2015). Nos subitens seguintes esses

procedimentos serdao apresentados sucintamente.
1.3.2 Procedimento da ABNT NBR 16239:2013
O procedimento de cdlculo da norma brasileira ABNT NBR 16239:2013 possui

expressGes que cobrem os trés modos de falha possiveis para os conectores parafusos:
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esmagamento do concreto; cisalhamento do parafuso; e, esmagamento da parede do
tubo. Assim, a forga resistente de cdalculo dos conectores (V;) corresponde ao menor

valor entre os seguintes:

Vea = lp@p0cranpr < 5¢b2<7c,Rd (1)
0,2
Veg = 0,412 fu 2,4¢btf—” (2)
Vaz Vaz

onde [}, e @, sdo o comprimento liquido (descontando-se a espessura do tubo de aco) e
o diametro dos parafusos, respectivamente, t é a espessura da parede do tubo, f,, e f,,5
sdo as resisténcias a ruptura do ago do tubo e do parafuso, respectivamente, e 7,2 é o
coeficiente de ponderagdo da resisténcia do aco, igual a 1,35. Na Eq. (1), 0. ranBr € @

tensao de compressao resistente de calculo do concreto, dada por:

fck é
YcVn Al

O¢,Rd,NBR = < fek (3)

onde A; é a area de concreto carregada (4drea de contato), A, é a drea da secdo
transversal do concreto, f,; € a resisténcia caracteristica a compressdo do concreto e y,
e ¥, sdo coeficientes de ponderagao da resisténcia e de comportamento do concreto,
respectivamente, ambos iguais a 1,40. Conforme a ABNT NBR 16239:2013, a relacdo

A,/A;deve ser tomada como igual a 4.

Nesse procedimento de calculo, é facil constatar que a Eq. (1) prevé o esmagamento do
concreto e, a Eq. (2), simultaneamente o cisalhamento do conector parafuso e o

esmagamento da parede do tubo.
1.3.3 Procedimento de Starossek e Falah (2008)

No procedimento de Starossek e Falah (2008) sdo previstas as falhas dos conectores
parafusos por esmagamento do concreto e cisalhamento do parafuso, conforme,

respectivamente, as seguintes expressdes para a forca resistente de calculo:
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Alfck @

Vog = 4

Rd 2 A, (4)
(Dbzfub

Vey = 0,8 5

Rd T 4y, (5)

onde y,, € um coeficiente de ponderagao da resisténcia do parafuso, igual a 1,25. O valor

de A, pode ser tomado como igual a:

ACl = 2!251b®b (6)

1.3.4 Procedimento de Van-Long et al. (2015)

No procedimento de Van-Long et al. (2015), da mesma forma que Starossek e
Falah (2008), sdo previstas as falhas por esmagamento do concreto e cisalhamento do

parafuso, cujas forcas resistentes de calculo sdo dadas, respectivamente, por:

Vra = 2v5®b20c,Rd,ENV (7)

Abfub

v

VRd =a, (8)

A Eqg. (8) é proveniente da norma europeia EN 1993-1-8:2004 e, segundo essa horma,
para o plano de cisalhamento passando na parte ndo roscada do fuste, a,, é igual a 0,6,
fup € a resisténcia a ruptura do ago do parafuso, A, é a drea da sec¢do transversal do

fuste e % é o coeficiente de ponderagao da resisténcia do parafuso, igual a 1,25.

Esse procedimento analitico foi desenvolvido exclusivamente para obter a capacidade
resistente relacionada a falha no nidcleo de concreto com parafusos passantes
(continuos ao longo do didmetro do tubo). Para levar em conta o confinamento do
concreto, na regido carregada pelos conectores, os autores adotaram a equacgao
recomendada pela norma europeia EN 1994-1-1:2004 para definir o valor da tensdo de

compressao resistente de calculo do concreto, conforme segue:

t fy) ﬁ< Acfcd

Ocra,ENV = fca (1 + ng Ef_k A= 4, < fya )
C
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onde n.; é o fator de confinamento, igual a 4,9 para se¢des circulares, A; é a area de
concreto carregada abaixo do fuste do parafuso (area de contato), A, é a area da secao
transversal do nucleo de concreto onde estdo instalados os conectores, f.; € a
resisténcia de calculo a compressdo do concreto ndo-confinado, f,4 € a resisténcia ao
escoamento de calculo do tubo de ago e f., é a resisténcia caracteristica do concreto

ndo-confinado. A razdo A./A; deve ser tomada com valor inferior ou igual a 20.

2 Andlise Experimental

2.1 Descrigdo Geral dos Ensaios

O ensaio de cisalhamento padrao — standard push-test — prescrito na norma EN 1994-1-
1:2004 é indicado para vigas mistas com lajes de espessura uniforme ou com misulas.
Para outros casos, ensaios especificos devem ser utilizados. Neste estudo foi utilizado o
método de ensaio desenvolvido por Cardoso et al. (2016) para caracterizar o

comportamento de conectores sujeitos ao cisalhamento nos PMPC.

Duas séries foram testadas e analisadas neste trabalho, as séries E e F, representadas
nas Figuras 2 e 3, respectivamente. Os modelos da série E possuiam altura de 1.000 mm
com conectores parafusos instalados em dois niveis, com o primeiro nivel na altura de
585 mm e o segundo nivel na altura de 700 mm, conforme a Figura 2. Nos modelos da
série F, quatro conectores foram instalados em um Unico nivel na altura de 700 mm,
como se observa na Figura 3. Nota-se que essas duas séries se distinguem entre si pela
disposicdo dos conectores em um nivel ou dois niveis, e foram assim idealizadas com o
objetivo de avaliar as possiveis configuracdes de aplicacdo dos conectores, estudando a

influéncia na capacidade resistente desses dispositivos nas duas configuragGes distintas.

Para minimizar a transferéncia de forcas por aderéncia e atrito, foram aplicadas pintura
e cera desmoldante na superficie interna dos tubos. Durante o ensaio, a forca foi
aplicada gradualmente com o auxilio de um atuador hidraulico MTS sobre a chapa de

topo que, por sua vez, estava apoiada sobre o tubo de aco (Figuras 2, 3 e 4).
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Figura 3 — série F: geometria dos modelos (dimensdes em mm) e imagem do ensaio

Entre o nucleo de concreto e a chapa de topo havia uma folga de 50 mm garantindo que
a forca fosse aplicada somente no tubo de aco. Na base, apenas o nucleo de concreto
foi apoiado com uma chapa de ago circular com diametro inferior ao diametro interno
do tubo. Dessa forma, tem-se o cisalhamento na interface de contato entre os

componentes tubo de ago e nucleo de concreto solicitando os conectores.

Os deslizamentos relativos entre o tubo de aco e o nucleo de concreto foram obtidos

por meio de meio de transdutores de deslocamentos (DTs) verticais. Na Figura 4
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observa-se que os DTs foram apoiados por uma base magnética no nivel médio dos
conectores e nivelados verticalmente até a chapa auxiliar fixada no topo do nucleo de
concreto. A utilizacdo dos DTs fixados lateralmente facilita a leitura do deslizamento
relativo entre o tubo de aco e nucleo de concreto, eliminando possiveis interferéncias

devidas as imperfeicGes (Cardoso et al., 2016).

Chapa fixada no topo

do niicleo de concreto

Chapa de topo

- =
|
Transdutor de

deslocamento vertical

Figura 4 - Posicao dos transdutores de deslocamentos durante os ensaios

Os perfis tubulares das séries E e F foram fabricados pela Vallourec Tubos do Brasil com
aco VMB 350 e dimensdes nominais de 219,1 mm e 6,4 mm para o diametro externo (D)
e espessura (t), respectivamente. Para os conectores foram utilizados parafusos de alta
resisténcia mecanica ASTM A325, fabricados pela CISER, com 19,05 mm (%”) e 95,25

mm (3%"’) de diametro (@;,) e comprimento nominal (l;), respectivamente.

As resisténcias ao escoamento e a ruptura do a¢o do tubo foram obtidas por meio de
ensaios feitos pelo fabricante e encontram-se na Tabela 1. Nessa mesma tabela sdo
mostrados também os valores das resisténcias ao escoamento e a ruptura do aco dos
parafusos. Para os parafusos, somente a resisténcia a ruptura foi proveniente de ensaios
de caracterizacao, sendo a resisténcia ao escoamento obtida por interpolacdo linear a
partir da resisténcia a ruptura, conforme a norma ASTM A325-10%!. Para o médulo de
elasticidade (E) e o coeficiente Poisson (v) desses produtos foram também
considerados, neste estudo, os valores nominais, iguais a 200.000 MPa e 0,3,

respectivamente.
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Tabela 1 - Propriedades mecanicas dos tubos de aco e parafusos

fy fu

[MPa] | [MPa]
Tubos de aco 415,00 | 569,50
Parafusos |723,51| 940,00

Material

O concreto utilizado foi proveniente da Empresa Lafarge Concreto S.A instalada em Belo
Horizonte, MG. A concretagem foi realizada no Laboratdrio de Analise Experimental de
Estruturas (LAEES) da UFMG. Foi utilizado concreto autoadensavel com resisténcia
média a compressdo (f.,) de 42,08 MPa e 41,87 MPa para as séries E e F,
respectivamente. Esses valores foram obtidos por ensaio de caracterizagao realizado no
LAEES. Nos subitens 2.2 e 2.3 sdo apresentados os resultados experimentais. A partir da

curva forga versus deslizamento relativo, os seguintes parametros foram obtidos:
- P4y, definida como a forga maxima obtida nas curvas;
- Ppax cons igUal a forca maxima dividida pela quantidade de conectores;

- Pgy, definida como a forga resistente caracteristica tomada como igual a 0,90P,, 4y,

com base no EN 1994-1-1:2004;

- kg, que é a rigidez secante medida a 70% de Py, com base no EN 1994-1-1:2004.

2.2 Resultados da série E

Na Figura 5 sdo fornecidos os resultados da série E, constituida por dois modelos, HM1
e HM2. Observa-se que as curvas forga versus deslizamento de ambos apresentaram um
comportamento bem préximo no inicio da aplicacdo da forca até alcancar um
deslizamento relativo de aproximadamente 12 mm. Para esse deslizamento, também se
verifica que o modelo HM2 atingiu a sua for¢ga maxima (P,,4,). No entanto, o modelo
HM1 alcangou P4, para um deslizamento relativo préximo de 25 mm. Ambos os

ensaios foram finalizados para um deslizamento relativo de aproximadamente 34 mm.

A Tabela 2 apresenta a forga méaxima (P, ), a forca maxima por conector (P45 con), @
forca resistente caracteristica (Pgy) e a rigidez secante (kg.) dos modelos. Nota-se que
0s conectores apresentaram k. inferior a 200 kN/mm e, dessa forma, podem ser

classificados como flexiveis.
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Figura 5 - Forca versus deslizamento relativo dos modelos da série E

A rigidez k4. dos conectores no modelo HM2 foi 33% superior a rigidez dos conectores
no modelo HM1. Em relagdo a forga maxima P,,,, observa-se que o modelo HM?2
apresentou resultado apenas 10% inferior ao do modelo HM1, indicando que, em ambos

os modelos, os conectores apresentaram valores de capacidade resistente proximos.

Tabela 2 - Valores de forga e rigidez nos modelos da série E

Modelo Pméx Pmdx,con Pri ksc
- [kN] [kN] [kN] [kN/mm]
HM1 1.057,34 264,33 237,90 53,28
HM2 958,72 239,68 215,71 70,93
Média 1.008,03 252,01 226,80 62,10

Na Figura 6 mostram os conectores e o nucleo de concreto apds o ensaio. O tubo de ago
foi cortado e os parafusos recolocados (em apenas um dos modelos) para possibilitar a
visualizacdo do nucleo de concreto. Santos et al. (2016) verificaram que os modelos
iniciaram a perda de rigidez devido ao processo de fissuracdo do nucleo de concreto. A
medida que os conectores foram acionados, o concreto situado abaixo dos parafusos
(préximo ao tubo de aco) foi submetido a tensdes de compressao elevadas, o que
resultou em seu esmagamento. Com a intensificacdo do carregamento, houve a
propagacdo das fissuras no nucleo de concreto préximo dos conectores, e estes

apresentaram deformagdes plasticas.
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Houve maior concentragao de fissuras no concreto em torno dos parafusos do nivel
superior (Figura 6). Supde-se que esse fendmeno ocorreu porque o conector instalado
nesse nivel restringe o concreto acima dos conectores inferiores, contendo a fissuragao

no nivel destes.

Figura 6 — Modelos da série E apds o ensaio: visualizacdo do nucleo de concreto e
parafusos reposicionados apds corte do tubo de aco

A Figura 7 apresenta a configuragdao deformada dos tubos e da cabecga dos conectores.
Pode-se constatar a ocorréncia de uma rotacao significativa da cabeca dos conectores e

de esmagamento local do tubo na regido dos furos.

Figura 7 - Tubo de ago e cabega dos conectores apds o ensaio dos modelos da série E
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2.3 Resultados da série F

A Figura 8 apresenta os resultados da série F. A curva forca versus deslizamento do
modelo HM3 fornece um valor de rigidez inicial inferior ao do modelo HM4. Dessa
forma, o modelo HM3 apresentou forcas inferiores até o deslizamento relativo de
aproximadamente 6 mm. Em seguida, o modelo HM3 mostrou possuir maior capacidade

resistente até o término do ensaio.
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Figura 8 - Forga versus deslizamento relativo dos modelos da série F

Na Tabela 3 observa-se que a rigidez k,. dos conectores do modelo HM4 foi
consideravelmente elevada em relacdo a rigidez do modelo HM3, com uma razao
de 3,35. Também se observa que os conectores do modelo HM3 apresentaram uma
capacidade resistente apenas 10% superior a do modelo HM4, ou seja, em ambos os

modelos os conectores apresentaram capacidades resistentes proximas.

Tabela 3 - Valores de forca e rigidez alcancados nos modelos da série F

Modelo Pmax Pméx,con Pri ksc
- [kN] [kN] [kN] [kN/mm]
HM3 767,27 191,82 172,64 44,04
HM4 694,00 173,50 156,15 147,88
Média 730,63 182,66 164,39 95,96

Na Figura 9 tem-se um dos modelos da série F apds o ensaio. Com a elevagao da forga
aplicada, ocorreu o giro dos parafusos e o escoamento do tubo de aco na regido do furo

em contato com o conector.
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A solicitacdo dos conectores provocou os seguintes fendbmenos: o esmagamento do
concreto na regidao abaixo dos parafusos e préxima ao tubo; e, a ruptura por tragao do
nlcleo de concreto devido aos esfor¢os de tracdo no nivel da secdo transversal que

contém os conectores. (Santos et al., 2016b).

Figura 9 - Modelo da série F apds o ensaio

2.4 Comparacao entre os resultados dos modelos das séries E e F

A Tabela 4 apresenta os valores médios de for¢a dos modelos das séries E e F. Verifica-
se que a capacidade resistente dos conectores foi influenciada pela sua disposicdo em

um ou dois niveis, apesar de o numero total de conectores permanecer o mesmo.

Tabela 4 - Comparacao entre os valores de forca dos modelos das séries E e F

séries Pmax Pméx,con Pri

- [kN] [kN] [kN]
E-2N 1.008,03 252,01 226,80
F—1N 730,63 182,66 164,39

A razdo entre a forga maxima P,,5, média dos modelos da série E (conectores em dois
niveis) e a forca média dos modelos da série F (conectores em um nivel) foi de 1,37.
Supde-se que um dos fatores determinantes na elevacdo da capacidade resistente dos
modelos da série E seja o confinamento do concreto abaixo do conector, na regido
proxima a parede do tubo (Santos, 2017). Nos modelos da série E tem-se uma maior
razdo entre a drea da secdo transversal de concreto (A.) e a area solicitada pelo fuste
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do parafuso (A;), em uma mesma se¢do, O que proporciona uma maior tensao
resistente do concreto devido ao confinamento. Essa justificativa também pode ser
confirmada quando se faz uma comparacao entre a Eq. (3) e a Eq. (9), correspondentes
as tensOes de compressao resistentes das normas ABNT NBR 16239:2013, que ndo leva
em conta o confinamento proporcionado pelo tubo, e EN 1994-1-1:2004, que leva em

conta esse efeito.

3 Comparagao dos Procedimentos de Projeto com os Modelos

Experimentais

Na Tabela 5 sdo apresentados os resultados analiticos dos procedimentos de célculo da
norma ABNT NBR 16239:2013, de Starossek e Falah (2008) e de Van Long et al. (2015),
sendo definidos pela Eq. (1), Eq. (7) e Eq. (9), respectivamente, considerando somente
o mecanismo de falha no concreto. Na mesma tabela, esses resultados sdo comparados
com os resultados obtidos na analise experimental pela razdo Vai/Pmex. Os resultados
apresentados correspondem ao valor da resisténcia de apenas um conector. Os
coeficientes de ponderacdo da resisténcia foram considerados iguais a unidade. O

coeficiente de comportamento do concreto y,, da Eq. (3) foi mantido como igual a 1,40.

Tabela 5 — Razao entre os resultados dos procedimentos analiticos de calculo e dos
ensaios considerando somente a falha no concreto

Ensaios Procedimentos Analiticos
ABNT NBR Starossek e Van Long
16239:2013 | Falah (2008) | et al. (2015)
Modelo Prmax " Ve " Ve/ . Ve/
Prmax Prmax Prmax
- [kN] | [kN] - [kN] - [kN] -
Série E HM1 264,33 | 99,26 | 0,38 | 112,02 | 0,42 | 288,52 | 1,09
HM?2 239,68 | 99,26 | 0,41 | 112,02 | 0,47 | 288,52 | 1,20
Série F HM3 | 191,82 | 98,77 | 0,51 | 112,58 | 0,59 | 376,36 | 1,96
HM4 | 173,50 | 98,77 | 0,57 | 112,58 | 0,65 | 376,36 | 2,17
Média - 0,47 - 0,53 - 1,61
cov* - 0,19 - 0,20 - 0,34

* COV (Coeficiente de Variagdo) compara as medidas relativas de dispersdo em torno da média.

Verifica-se que os procedimentos de calculo da ABNT NBR 16239:2013 e de Starossek e

Falah (2008) forneceram resultados préximos entre si, com os da norma brasileira
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inferiores em cerca de 13%. Entretanto, esses resultados estdo bem abaixo dos
experimentais obtidos. Em ambos os modelos de calculo, houve uma pequena melhora
na aproximag¢ao aos valores experimentais nos modelos HM3 e HM4 da série F, que

apresentam apenas um nivel de instalagdo dos conectores.

O confinamento que o tubo de aco fornece ao nucleo de concreto apresenta-se como
um fator significativo para predi¢cdo da capacidade resistente dos conectores parafusos.
Essa hipdtese foi comentada no subitem 2.4, e aqui ela surge novamente quando se
avalia os valores extremos das médias apresentadas na Tabela 5, cujos valores sdo 0,47
e 1,61, para os modelos de calculo da ABNT NBR 16239:2013 e Van-Long et al. (2015),
respectivamente. O confinamento do concreto tende a ser maior ou menor,
dependendo do fator de confinamento e da regido parcialmente carregada considerada
para o dimensionamento dos conectores. Esse comportamento esta implicito nas
equacoes correspondentes a falha do concreto desses modelos de célculo. Ao avaliar a
falha no concreto pela equagdo proposta por Van-Long et al. (2015), observa-se que esta
foi a Unica que apresentou resultados ndo conservadores em relagdo aos experimentos,

com uma média igual a 1,61 (Tabela 5).

A Tabela 6 compara os resultados considerando, agora, todos os possiveis modos de
falha dos modelos de calculo da norma ABNT NBR 1623:2013 utilizando-se a Eq. (1) a
Eq. (2), de Starossek e Falah (2008) utilizando-se a Eq. (4) e Eq. (5), e de Van-Long et al.
(2015) utilizando-se a Eq. (7) e Eqg. (8).

Tabela 6 — Razao entre os resultados dos procedimentos analiticos de calculo e dos
ensaios considerando todos os modos de falha

Procedimentos Analiticos

ABNT NBR Starossek e Van Long
Modelo 16239:2013 Falah (2008) et al. (2015)
Vri Falha Va/ Vrk Falha Vi/ Vri Falha Va/
Pmdx Pmdx Pmdx
- [kN] - - [kN] - - [kN] - -

HM1 | 99,26 | Concreto* | 0,38 | 112,02 | Concreto* | 0,42 | 160,69 | Cisalhamento** | 0,61
HM2 | 99,26 | Concreto* | 0,41 | 112,02 | Concreto* | 0,47 | 160,69 | Cisalhamento** | 0,67
HM3 | 98,77 | Concreto* | 0,51 | 112,58 | Concreto* | 0,59 | 160,69 | Cisalhamento** | 0,84
HM4 | 98,77 | Concreto* | 0,57 | 112,58 | Concreto* | 0,65 | 160,69 | Cisalhamento** | 0,93
Média - 0,47 - 0,53 - 0,76
cov - 0,19 - 0,20 - 0,19

* Falha por esmagamento do concreto; ** Falha por cisalhamento do parafuso.

209



No procedimento de calculo da norma brasileira, a ruina em todos os modelos continuou
ocorrendo por falha do concreto (a falha por cisalhamento do parafuso forneceu uma
forca resistente nominal igual a 107,13 kN), coerentemente com as observacdes
experimentais. Entretanto, caso fossem considerados os coeficientes de ponderacdo das
resisténcias (valores de calculo), a média dos resultados da Tabela 6 seria alterada,

podendo mudar, inclusive, o modo de falha predominante no modelo de calculo.

O procedimento de cdlculo de Starossek e Falah (2008) continuou mantendo como
prevalecente a falha do concreto e proporcionou uma aproxima¢ao melhor com os
ensaios do que o procedimento da norma brasileira e pior do que o modelo de Van-

Long et al. (2015).

Por fim, o procedimento de célculo de Van-Long et al. (2015), quando comparado com
os demais, respondeu com uma melhor aproximacdo frente aos resultados
experimentais, com média das razdes igual a 0,76. No entanto, a falha predominante foi
o cisalhamento nos parafusos, em ambas as séries, E e F, diferentemente do observado

nos experimentos e, também, dos resultados dos demais procedimentos de calculo.

Nas Figuras 10 e 11, respectivamente para as séries E e F, tém-se linhas horizontais
indicando o valor de for¢ca maxima por conector obtida experimentalente Py con
(média dos modelos de cada série) e, também, indicacdes dos valores previstos pelos

procedimentos de calculo (considerando todos os modos de falha previstos por cada

modelo).
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Figura 10 — Comparacdo entre as capacidades resistentes dos conectores da série E
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Figura 11 — Comparacdo das capacidades resistentes entre os conectores da série F

Os procedimentos de calculo da ABNT NBR 16239:2013 e de Starossek e Falah (2008)
forneceram uma razdo igual a 0,88 e 0,87 para as séries E e F (99,26/112,02 e
98,77/112,58, respectivamente). Isso sinaliza que esses procedimentos fornecem
resultados bem préximos, como esperado, devido a semelhanca das suas equagdes. Em
todos os casos, o procedimento de calculo da norma brasileira apresentou os menores
resultados frente aos resultados experimentais, denotando seu conservadorismo. Em
relacdo ao procedimento de Van-Long et al. (2015), apesar dos seus resultados finais
serem mais proximos do experimental ao considerar apenas a falha no concreto
(Tabela 5), observada nos experimentos, nota-se que esses resultados podem estar

contra a seguranga.

4 Conclusoes

Este estudo buscou analisar os conectores parafusos como dispositivos de transferéncia
de forcas nos PMPC. A analise experimental foi constituida por duas séries que
possibilitaram analisar o comportamento dos conectores de cisalhamento por meio da
rigidez, forca maxima e os modos de falha observados. Os resultados experimentais
foram comparados com aqueles fornecidos pelos procedimentos de cdlculo de

Starossek e Falah (2008), Van-Long et al. (2015) e da ABNT NBR 16239:2013.

Nos experimentos realizados observou-se que o concreto foi esmagado localmente na
regido carregada abaixo do fuste dos parafusos. Em particular na série F (conectores
instalados em apenas um nivel), o nucleo de concreto além de sofrer esmagamento

localizado, foi submetido a esforcos de tracdo pela acao das extremidades dos fustes
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dos parafusos. Essa agao contribuiu para a ruptura do nucleo de concreto por tragdo na

secdo transversal onde os conectores foram instalados.

Verificou-se que a disposi¢cdo dos conectores na segdo transversal dos PMPC foi um dos
fatores determinantes na elevacdo de sua capacidade resistente, sendo esse ganho na
ordem de 37%, quando se comparou os resultados dos conectores instalados em dois
niveis em relacdo aos que foram instalados em apenas um nivel. Posto isso, na fase de
projeto, torna-se indispensavel avaliar a disposi¢cdo dos conectores na secdo transversal
dos PMPC. Essa avaliagcdo deve ser realizada de modo a se obter um nivel maior de
confinamento na regido parcialmente carregada pelo fuste, elevando-se, assim, a

capacidade resistente dos conectores para a transferéncia de forgas.

Ao se analisar os procedimentos analiticos de calculo, concluiu-se que o procedimento
da ABNT NBR 16239:2013, na amostragem avaliada nesse estudo, conduziu a resultados
significativamente inferiores aos obtidos experimentalmente. A razdo entre os seus
resultados e os experimentais apresentou a média mais baixa entre todos os

procedimentos de cdlculo, igual a 0,47.

O procedimento de calculo de Starossek e Falah (2008) forneceu resultados préximos
dos da norma brasileira, mas um pouco superiores a estes e que, portanto, se
aproximaram mais dos experimentais, embora se mantivessem ainda bastante
conservadores. A razdo entre esses resultados e os experimentais teve uma média igual
a 0,53, e um coeficiente de variacdo ligeiramente pior em relagdo aos demais, igual a

0,20.

Por fim, observou-se que o procedimento de calculo de Van-Long et al. (2015), mesmo
sendo desenvolvido para parafusos passantes, respondeu com boa aproximagao em
relacdo aos resultados de ensaio quando foram avaliados todos os modos de falha.
Todavia, ao se analisar a falha somente do concreto (observada experimentalmente),
esse procedimento apresentou a pior aproximagdo, com uma média igual a 1,61, acima

dos resultados dos ensaios.

Em linhas gerais, verifica-se que os resultados fornecidos pelos procedimentos de
calculo avaliados neste estudo ainda estdo distantes da capacidade resistente dos

conectores obtida experimentalmente. Além disso, no procedimento de Van-Long et al.
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(2015), o modo de falha prevalecente (falha do conector) ndo correspondeu ao
observado experimentalmente (falha do concreto). Dessa forma, faz-se necessario
estudos que busquem propor novos procedimentos cdlculos capazes de retratar com
melhor aproximag¢dao o comportamento dos conectores parafusos como dispositivos de
transferéncia de forca entre o tubo de aco e o nucleo de concreto em pilares tubulares

preenchidos com concreto.
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Optimum steel frame design with semi-rigid connections using hybrid
finite elements

Resumo

Apresenta-se uma metodologia computacional para dimensionamento 6timo de podrticos planos
de aco utilizados em edificios multi-andares. O estudo visa a defini¢cdo de pdrticos planos de aco
eficientes e econémicos. Considera-se o comportamento nao linear geométrico da estrutura e
o comportamento semirrigido das ligacGes viga-coluna. As varidveis de projeto sdo as rigidezes
das ligacdes e os perfis comerciais nacionais, varidveis continuas e discretas, respectivamente.
As restricbes de projeto sdao adotadas em conformidade com normativas locais. Foram
desenvolvidos dois mddulos computacionais integralmente no ambiente computacional
MATLAB. Para anadlise estrutural, baseado no Método dos Elementos Finitos, foi implementado
um Elemento Finito Hibrido que adiciona elementos tipo mola rotacional nas extremidades do
elemento viga cldssico. Exemplos sdo apresentados para ilustrar a metodologia proposta.

Palavras-chave: Portico de acgo, Ligagées semirrigidas, Otimiza¢dGo estrutural, Elemento Finito
Hibrido.

Abstract

It presents a computational methodology for optimal sizing of plane steel frames used in multi-
storey buildings. The study aims at the definition of efficient and economical plane steel frames.
It is considered the geometric non-linear behavior of the structure and the semi-rigid behavior
of the beam-column connections. The design variables are the stiffness of the connections and
commercial profiles available in the local market, continuous and discrete variables,
respectively. The design constraints are adopted in accordance with local regulations. Two
computational modules were developed integrally in the MATLAB computational environment.
For structural analysis, based on Finite Element Method, was implemented a Hybrid Finite
Element, which adds rotational spring elements at the ends of the classic beam element.
Examples are presented to illustrate the proposed methodology.

Keywords: Steel frame, Semi-rigid connections, Structural optimization, Hybrid finite element.
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1 Introducao

No projeto classico de pdrticos de aco sdo adotados dois modelos hipotéticos de
comportamento para as ligacdes segundo a sua rigidez rotacional: articulado ou rigido.
Esses modelos sdo adotados visando a simplificagdo da analise estrutural,
desconsiderando desta forma, o comportamento semirrigido que realmente ocorre nas

ligagGes, Freitas (2010).

Neste contexto, as ligacOes viga-coluna desempenham um papel determinante na
distribuicao de esforgos internos e consequentemente no comportamento mecanico de

porticos de aco, como atestam diversos estudos realizados nas ultimas décadas.

Muitos estudos numéricos e ensaios foram realizados para verificacdo do
comportamento mecanico de ligacdes semirrigidas. Dentre outros, Mesquita (2002)
apresentou um banco de dados, denominado SERICON II, onde diversos ensaios
realizados na época encontram-se devidamente catalogados. Simdes (1996) e Diaz
(2011) apresentaram estudos para minimizac¢do do custo de fabricacdo de pérticos de
aco com ligacbes semirrigidas. Em geral, os trabalhos revisados utilizam diversas
técnicas de analise estrutural e algoritmos de otimiza¢do. Observa-se o grande potencial
do Método dos Elementos Finitos e dos Algoritmos Genéticos na solugdo de complexos

problemas de otimiza¢do estrutural.

De acordo com Diaz (2011), nos poérticos de aco a ligacdo articulada permite a rotacao
relativa entre a viga e o pilar, portanto ndo ha transmissao de momentos fletores entre
esses elementos. Ja as ligacOes rigidas, ndo permitem a rotacdo relativa entre esses
elementos, causando entdo, transferéncia de momentos fletores entre vigas e colunas.
No entanto, a caracteristica real de uma ligacdo apresenta um comportamento
intermedidrio entre os casos citados, denominada semirrigida, conforme mostra a
Figura 1, onde ¢ a rotagcdo entre a viga e a coluna. Para cada rigidez rotacional inicial
(Sini i) adotada, com o carregamento e o perfil inalterados, tém-se diferentes valores de

rotagao.
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Figura 1 - Comportamento da ligacao semirrigida.

A Figura 2 mostra o comportamento mecanico de uma ligacao viga-coluna, em fungao
do momento aplicado e da rotacdo relativa produzida por este momento, onde observa-
se um trecho inicial linear elastico seguido de um trecho ndo linear. Nota-se que ligagdes
articuladas representadas, por exemplo, pela ligacdo de cantoneira dupla, Figura 2 (a),
apresenta elevadas rotacdes com pequenos momentos, diferente das ligacdes com
significativa rigidez rotacional, representada, por exemplo, pela ligacdo de chapa de
topo mostrada na Figura 2 (b), que se caracteriza por apresentar pequena deformagdo

rotacional e ruptura fragil.
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Figura 2 — Curva momento-rotacdo: (a) cantoneira dupla de alma; (b) placa de

extremidade.

A caracteristica da curva momento-rotacdo de uma ligacdo depende de suas
propriedades de resisténcia a flexao, rigidez rotacional e capacidade de rotacdo
(ductilidade). A rigidez rotacional inicial (S;,,; ;) define a relagdo linear entre o momento
fletor solicitante e a rotacdo relativa na etapa inicial de deformacdo da ligagdo. Em
fungdo deste parametro, a ABNT NBR 8800:2008 define limites inferiores e superiores
para classificacdo das ligacGes semirrigidas, Equacdo (11).
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Em virtude da influéncia significativa das ligacdes semirrigidas no comportamento dos
porticos de aco, principalmente em relagdo aos deslocamentos laterais, o presente
estudo preocupa-se pela analise estrutural na sua posi¢cdo deformada, isto &, andlise ndo

linear geométrica.

Assim, foram implementados dois mdodulos computacionais, um para analise do
comportamento mecanico de porticos planos de agco com ligagGes viga-coluna
semirrigidas e outro para o dimensionamento 6timo, ambos os mddulos implementados

integralmente no ambiente computacional MATLAB.

O moddulo computacional de analise estrutural foi implementado a partir do programa
de dominio publico CALFEM - "Computer Aided Learning of Finite Element Method"
(Lund University, 2004). O CALFEM é um programa computacional utilizado em diversas
universidades para o ensino de técnicas de elementos finitos. No entanto, o programa
foi reformatado e aprimorado para seu uso automatizado no processo iterativo de
otimizagao, utilizando interfaces baseada em arquivos de entrada de dados e saida de
resultados. Desta forma, foram implementados uma versdo para andlise linear eldstica
e outra para analise ndo linear geométrica. O programa CALFEM foi adaptado para
consideragdo das ligacdes semirrigidas no comportamento mecanico dos porticos de

aco através da inclusao de um elemento finito hibrido que aqui se propde.

O modelo de otimiza¢do adotado objetiva reduzir o custo de fabricacado de poérticos aco,
considerando-se simultaneamente o custo dos perfis estruturais e o custo das ligacoes
viga-coluna. As varidveis de projeto (VP) sdo os perfis estruturais (VP discretas) e o grau
de rigidez rotacional das ligagGes (VP continuas). Para o primeiro grupo de variaveis foi
criado um banco de dados e suas interfaces computacionais, visando a definigao

automatica da configuracdo estrutural no processo iterativo de otimizagao.

As restricGes de projeto estdo baseadas nas prescrices da ABNT NBR 8800:2008, com

relacdo a deslocamentos e resisténcias mecanicas.
2 Analise estrutural do pértico de ago

No mddulo de analise estrutural desenvolvido, propde-se um Elemento Finito Hibrido

para simulacdao do efeito do grau de rigidez rotacional das ligacdes viga-coluna e
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também se considera o comportamento nao linear geométrico de pédrticos de aco

planos.

Para simulacdo do comportamento rotacional das ligacGes viga-coluna, considera-se um
modelo linear elastico simplificado, de acordo com as curvas momento-rotacdo das
ligagdes viga-coluna usuais. A rigidez inicial da liga¢do, S;y; ;, € definida pela inclinagdo
da curva mostrada na Figura 2. De acordo com Faella et al. (2000) a flexibilidade das

ligagbes é medida pela rigidez rotacional inicial, Si,; ;.

Sao apresentados a seguir, os conceitos necessarios para definicao do Elemento Finito
Hibrido, inicialmente para o problema de andlise linear eldstica e em seguida para

anadlise nado linear geométrica.
2.1 Elemento Finito Hibrido - formula¢ao para analise linear

Para analise linear eldstica a matriz de rigidez do elemento tipo viga plana com

extremidades rigidas (K;) é:

r EA 0 0 EA 0 0 T
L L
12E1 6E1 12E1 6E1
z 1 Y T
0 6E1 AE] 0 6E1 2E1
K = L? L L2 L (1)
t EA 0 0 EA 0 0
L L
12E1 6E1 12E1 6E1
= 1z 0 13 2
6E1 2E1 6E1 AE]
L = T Yt T

onde A é a area da secdo transversal da barra, E é o mddulo de elasticidade e L é o

comprimento da barra.

Segundo Simdes (1996), a matriz de rigidez do elemento plano que inclui os efeitos das
ligacdes semirrigidas (KiSR) pode ser obtida a partir da matriz de rigidez do elemento
viga classico, isto €, com extremidades rigidas, modificada por uma matriz de correcao

(Cy):

KSR:Ki'Ci (2)

L
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A matriz de corre¢do (C;) considera a alteragdo da flexibilidade da viga devido a
utilizacdo de ligacBes semirrigidas anexadas nas suas extremidades. Desta forma,

alteram-se somente os valores de rigidez flexional, mantendo a rigidez axial inalterada.

De forma pratica, utiliza-se o conceito de fator de rigidez (r), como sendo a relagdo entre
a rotacdo da extremidade da viga devido a aplicacdo de um momento unitario, e a
rotacdo deste mesmo momento acrescida da rotacdo devido a flexibilidade da prépria
ligacdo (Sanchez e Espin, 2013), Equacao (3).

1

3EI
1+
Siniil

‘ri: (l:1,2)

(3)

Para ligacOes teoricamente flexiveis a rigidez rotacional é nula; assim, o valor do fator
de rigidez é zero (r = 0). Enquanto que, para ligacGes engastadas, o fator de rigidez é
unitario (r = 1). Assim sendo, uma ligagdo semirrigida pode ter um fator de rigidez

variando entre zero e um (0 < r <1).

Desta maneira, de acordo com Sim&es (1996), a matriz de corregdo (C;), é:

1 0 0 0 0 0
4ry =21y + 1, —2Lr(1 —1y) 0 0
4—7‘17'2 4—1‘11'2
6(r; —r 3r (2 —r
(= 12) 1@2-m) . .
C = L(4 —nrry) 4—-—nn (a)
t 0 0 0 1 0 0
4r, = 2r5 + i, 2Lr,(1 —1r
0 0 0 0 1 2 172 2( 1)
4—-nrnr, 4—-nm,
6(ry — 1 3r,(2 —r
. . . . S0i=m)  3n@-n)
L(4 —nryry) 4—-nr

sendo L comprimento do elemento, r; o fator de rigidez da ligagdo do extremo inicial do

elemento e r, o fator de rigidez da ligagao do extremo final do elemento.
2.2 Elemento Finito Hibrido — formulagdo para andlise ndo linear geométrica

Nos pérticos de ago sao usualmente utilizados perfis estruturais de média ou grande
esbeltez, consequentemente, os efeitos advindos do comportamento ndo linear

geométrico da estrutura sdo significativos e devem ser considerados na analise.

Nesses casos, a variacao dos deslocamentos laterais em fun¢ao da altura da edificacao

e as acOes gravitacionais em virtude do peso prdprio e sobrecargas, causam momentos
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secunddrios que por sua vez provocam deslocamentos adicionais, Figura 3 (a). O Efeito
P-A, corresponde ao acréscimo de momentos originados pela deformacdo estrutural,
resultando na mudanca do ponto de aplicacdo das cargas verticais, Figura 3 (b),
enguanto que o Efeito P-6 é referente aos deslocamentos transversais ou flechas em

cada elemento da estrutura, (Figura 3 (c)).

(a) Configuragio deformada (b) Efeito P-A (c) Efeito P-0

Figura 3 — Efeitos da andlise ndolinear

Fonte: Silvestre (2007).

Na sequéncia, a matriz de rigidez do Elemento Finito Hibrido para a analise nado linear
geométrica de porticos de ago (Ky;), foi obtida a partir da matriz de rigidez (K;), definida
na Equagao (1). Para tal, consideram-se os efeitos de instabilidade estrutural devido ao
comportamento ndo linear geométrico da estrutura. Desta forma, a matriz de rigidez do

elemento (Kj;), € dada por:

r EA 0 0 EA 0 0
L L
12E1 6E1 12E1 6E1
F P ot 0 Tt
0 6E1 4E1 0 6E1 2EI]
K. = LZ ¢2 L ¢3 Lz ¢2 L ¢4 (5)
gt EA 0 0 EA 0 0
L L
12E1 6E1 12E1 6E1
0 -39 —7% 0 3 ¢s —L—2¢z
6E1 2E1 6E] 4E]
O ot T 0 Tt s

Para forca normal de compressao (N<0), tem-se:

kL kL 1k?L? (6)

¢1 = —cot—;

1 3
> > ¢z=m; ¢3=Z¢1+Z¢2;

—_— 1 3 . —_—
¢4—_§¢1 +E b2; bs = P10,

sendo
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T NL?
k=qp com p=—am

Enquanto que para for¢ga normal de tragao (N>0), tem-se:

_kL thkL' _ 1k?L2? _ _ 1 +3 _ (7)
1 3
¢4:_§¢1 +§ ¢2; b5 = P19,
sendo
s NL?
k=pN=pcom p=—rtop

onde N é forca normal que atua no elemento, L o comprimento do elemento, I o

momento de inércia e E mddulo de elasticidade.

Finalmente, para definigdo do elemento finito hibrido para o caso nao linear geométrico,
foram realizadas alteragdes analogas ao procedimento feito com a matriz de rigidez para
o caso de andlise linear, K;f = K,; * C;, utilizando a matriz de corregdo (C;), definida na

Equacdo (4).
2.3 Validagdo do Elemento Finito Hibrido

Para a validacdo do elemento foram confrontados os resultados aqui obtidos com os
disponiveis em outras publicacdes. Foram realizadas simulagées computacionais
visando quantificar os efeitos do fator de rigidez (r;), na viga simplesmente apoiada de
perfil VE 400X49, com carregamento uniformemente distribuido de 10 kN/m, como
ilustrado na Figura 4. Foi adotado mddulo de elasticidade do ago igual a 200 GPa.
Considerou-se o comportamento nao linear e também apoios com ligagdes flexiveis com

fator de rigidez variando de O (ligacdo articulada) a 1 (ligagdo rigida).

0,10kN/cm

JITTTITIITT,

VE 400X49

800 cm L

Y

Figura 4 — Viga com ligacBes semirrigidas.
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Utilizando o programa de andlise estrutural desenvolvido, foram obtidos os resultados
apresentados na Tabela 1 e comparados com os resultados obtidos por Gomes (2010).
Adicionalmente, nas figuras 5 e 6 sdo apresentadas as variacdes de rotacao e flecha em

funcdo do grau de rigidez rotacional das extremidades.

Como pode ser observado na Tabela 1, os valores obtidos no presente trabalho sdo
compativeis com os estudos de Gomes (2010), onde também foi analisada a variagdo do

fator de rigidez da ligacdo desde rotulada a rigida.

Tabela 1 — Momentos fletores na viga.

Fator de Gomes (2010) Presente Trabalho
Rigidez Mext Mvéo Mext Mvao
(r) (kNcm) (kNcm) (kNcm) (kNcm)
Rotulada 0,0 7999,9 0,0 8000,0
0,1 761,2 7227,0 761,9 7238,1
0,2 1453,6 6538,3 1454,5 6545,5
0,3 2086,2 5908,4 2087,0 5913,0
0,4 2666,0 5330,4 2666,7 5333,3
0,5 3199,5 4798,2 3200,0 4800,0
0,6 3691,9 4306,7 3692,3 4307,7
0,7 4147,7 3851,4 4148,1 3851,9
0,8 4570,9 3428,6 4571,4 3428,6
0,9 4964,9 3034,9 4965,5 3034,5
Rigida 5332,6 2667,4 5333,3 2666,7
Rotagdo (rad) Flecha (cm)
0,007 16 4
0,006 © 14 @
12 o
0,005 >
& 1 O
0,004 o 08 AW
0,003 ¢ 0.6 YR
0,002 N 04 NS \
0,001 R 02
0 o 0
0 02 04 0.6 0.8 1 0 0.2 04 06 08 1
Fator de rigidez Fator de rigidez

Figura 5 — Rotacao nas
extremidades da viga.

Figura 6 — Flecha no meio do
vao da viga.

Observa-se também que o aumento do fator de rigidez da ligagcdo provoca um aumento
do momento nas extremidades da viga (M,,;) €, concomitantemente, uma diminui¢ao
do momento no meio do vao (M,5,) e que o emprego de ligagdes semirrigidas permite

uma redistribuigdo de esforgos entre os momentos nas extremidades e no meio do vao.
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Examinando a Figura 5, verifica-se que as rotagdes nas extremidades da viga variam de
qL3/24EI = 0,00612 rad, para ligac3o articulada (r = 0), até um valor nulo, para ligacdo
rigida (r = 1).

Analisando a Figura 6, a flecha no meio do vao varia do valor 5qL%/384E/ = 1,53 cm, para
ligacdo totalmente articulada (r = 0), a gL*/384El = 0,306 cm, para ligacdo idealmente

rigida (r = 1).

Aluz dos resultados mostrados, pode-se afirmar que para uma viga rotulada, a utilizacdo
de uma ligacdo semirrigida possibilita a escolha de um perfil menos robusto, pois o
crescimento de momentos nas extremidades da viga diminui a solicitacdo no meio do
vao. E, em comparag¢ao a uma ligagao rigida, uma ligacao menos rigida requer menos

detalhes de fabricagdo e montagem, portanto, mais economica.
3 Formulag¢ao do problema de otimizacao

O modelo matematico para obtencao de porticos de aco de custo de fabricagdo minimo
através da determinacdo de perfis e rigidezes das ligacdes viga-coluna 6étimas,

considerando as restricdes da norma reguladora nacional, é obtida pela seguinte

expressao:
Minimizar C = Cperfis T Cligagses (8)
Sujeito a 9si <1, i=12,..,n

gsj<1j=12,...m

onde C € o custo total da estrutura, Cpersis € O custo total dos perfis, Cj;g4c5es € O CUsto
total das ligagdes, g representa as restricBes associadas a resisténcia mecanica do
elemento e g, representa os deslocamentos nodais, n e m sdo respectivamente os

numeros de elementos e graus de liberdade restritos da estrutura.

A funcdo objetivo considera o custo de fabricacdo total da estrutura, a qual deve ser
minimizada. O custo total é calculado a partir do somatério do custo dos elementos

(vigas e colunas) com o custo das ligacGes, sendo definido por:

PiLi + Z (meq,k)]} (9)

k=1,2

ne

C=c {i(PiLi) + Z
i1

i=nc+1
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onde P; é a massa do elemento (kg/m), L; o comprimento do elemento, nc o nimero
de colunas da estrutura, ne a quantidade total de elementos da estrutura e mg, a

massa equivalente da extremidade k do elemento.

Para essa pesquisa foi escolhida a ligagdo com chapa de extremidade estendida sem
enrijecedores de coluna para todas as ligacoes viga-coluna. Neste caso, de acordo com

Sanchez e Espin (2013), a equacdo para a massa equivalente é dada por:
Meqr = 43,176 + 33,5 X 107> - Ry (10)
3.1 Restri¢cdes de Projeto

Com afinalidade de projetar estruturas que tenham comportamento semirrigido, foram
definidos os limites superior e inferior para rigidez inicial R; (kNm/rad) das ligagdes viga-
coluna. Em conformidade com a ABNT NBR 8800:2008, o limite inferior (quando a
ligacdo é classificada articulada) e o limite superior (quando a ligacdo é considerada
rigida), sao definidas por:

IU 117

05:E-—>R; =25 E-— (11)
L L
v v

onde E é o mddulo de elasticidade do ago, I, é o momento de inércia da segdo

transversal da viga e L,, € o comprimento da viga.

Em geral, os elementos que compdem um sistema estrutural estdao submetidos a flexo-
compressdo, combinacdo de esforgos que deve ser verificada. A ABNT NBR 8800:2008
define as condigdes necessarias para que estes sistemas satisfagam as condigbes do

Estado Limite Ultimo (ELU) e Estado Limite de Servico (ELS).

Considerando os esforcos internos referentes ao problema de flexo-compressao, forca
axial e momento fletor atuando simultaneamente, esta combinagdo é definida pelas

seguintes inequacgdes:

Nsd 5 02, - §<M5d> =1 (12)
Npg — 7 Npa  9\Mpq) ~
Nsd Nsd Msd

<02 + <1 (13)
Ngq 2Ngpq  Mpq

225



onde N, é a forga axial solicitante de calculo no elemento, Ny, é a forga axial resistente
de calculo do elemento, M,; é o momento fletor solicitante de cdlculo no elemento e

Mg, é o momento fletor resistente de cdlculo no elemento.

De acordo com a ABNT NBR 8800:2008, os deslocamentos maximos admissiveis para as

vigas de piso sdo dados pela seguinte expressao:

_ L (14)
% =355

onde &, é o deslocamento vertical maximo da viga.
Os deslocamentos horizontais maximo (65) dos nds superiores da coluna em edificagdes

de aco com mais de dois pavimentos, é limitado por:

H

=700 (15)

O
onde H é a altura da coluna.
4 Mddulo de Otimizagao

Na busca de minimos globais com varidveis de projeto mistas, isto é, com varidveis
discretas, continuas e fungdes de grande ndo linearidade, foi utilizado o algoritmo

genético do Toolbox “Global Optimization” do MATLAB.

Os Algoritmos Genéticos (AGs) sdo técnicas heuristicas evolucionistas de otimiza¢ao
baseado na evolucdo das espécies, utilizando operadores inspirados no processo de
evolucdo, Rao (2009). Esses algoritmos sdo adequados para problemas ndo lineares,
tendo em vista que eles sdo capazes de avaliar grandes e complexas regides de busca
permitindo a escolha dos melhores individuos dentro de uma popula¢do de candidatos

a solugdo, Diaz et al. (2011).

O principio bdsico dos operadores genéticos é fazer a transformacdo da populacao
através de sucessivas geragoes, imitando o que acontece na natureza. Os operadores
genéticos sdo necessarios para a diversificacdo da populagdo, mantendo as

caracteristicas de adaptacdo adquiridas nas geragcGes passadas.
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5 Exemplos

Apds inumeras tentativas, os parametros da configuracdo do Algoritmo Genético de
otimizacdo para os exemplos aqui apresentados ficaram configurados da seguinte
forma: populagdo de 80 individuos, maximo de 100 geracdes, fracdo de crossover de
0,85 e taxa de mutacdo de 10°2. As especificacdes do computador LENOVO utilizado para

o processamento sdo: Intel i5 2.4GHz, RAM 4 GB, AMD Radeon Graphics.
5.1 Exemplo1

Esse exemplo foi estudado por Sanchéz & Espin (2013), e trata-se de um podrtico de dois
pavimentos e trés vaos. Foram definidos quatro grupos de elementos para a estrutura e
mais quatro grupos para as ligacdes. A geometria da estrutura, os carregamentos e 0s

grupos dos elementos estdo representados na Figura 7.

Visando posterior comparacdo de resultados, para todos os elementos adotou-se o
mddulo de elasticidade E = 210 GPa, uma tensdo de escoamento f,, = 250 MPa e o custo

unitario do ago de 3,70 reais/kg.

13,25 kN/m 13,25 kN/m 13,25 kN/m
P P A A P P A A P A Ay
_)%igaqﬁo 3 Ligagdo igaglo 4 Ligagdo igagtic 4 Ligagdo %
—
—A [y} 9] =

] o =} Q9 [=]
= IE g 5 E o
)3 3 3 ]

£ 28,96 kN/m 26,96 kN/m 26,96 kN/m

et

2= SR AP R P O S A
: H%iguqﬁo 1 Viga 1 Ligagde @igugﬁo 2 Viga 1 Ligagdo %igugﬁc 2 Viga 1 Ligagde %; I
IML;;“—)

- o~ o -
—)3 3 3 2 2
—

H
— bl Fee ool
I, 6.00 I, 6.00 I, 6.00 I,

Figura 7 — Pdrtico 2: 2 pavimentos e 3 vaos.

Para obtencdo da configuragdo 6tima, foram necessarias 48 geragcées com um tempo de
execugdao de 65 segundos. Na Figura 8 é apresentado o histérico do processo de

otimizacdo com a representacdo da massa da estrutura a cada iteracdo até atingir o
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critério de parada. Como resultado 6timo obteve-se uma massa de 2.327,60 kg, que

equivale a um custo de RS 10.476,11.

18000

16000 Melhor da populacdo

14000 A, A Média da populagdo

12000 A
10000 A,

8000 A,
6000 AL A

Massa total (kg)
=
>
B

L4,40.4
A A, A ‘AAA‘A N
4000 AA A‘AAAAAAAAA

2000

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45 50
Geragao

Figura 8 — Histdrico do processo de otimizacdo com ligacdes semirrigidas.

Os perfis estruturais e as rigidezes das ligacGes 6timas obtidas estdo relacionadas na
Tabela 2, onde também estdo listados os resultados obtidos por Sanchéz e Espin (2013).
Nela estdo contidas a nomenclatura dos perfis comerciais com sua massa em kg/m em
parénteses, como também os valores de rigidez rotacional da ligacdo e seu respectivo

fator de rigidez.

Tabela 2 — Perfis 6timos para cada elemento do pértico.

Sanchez & Espin  Presente trabalho

Variaveis de Projeto

(2013) Semirrigida

Coluna 1 HEB 120 (26,7) H 150x 22,5
Coluna 2 HEB 160 (42,6) H 200 x 35,9

Viga 1l IPE 300 (42,2) 1310 x 38,7

Viga 2 IPE 240 (30,7) 1310 x 38,7
Ligacdo 1 (kNm/rad)  14.900 (0,63) 10.211 (0,53)
Ligacdo 2 (kNm/rad) 20.500 (0,70) 12.037 (0,58)
Ligacdo 3 (kNm/rad) 7.000 (0,63) 30.077 (0,77)
Ligacdo 4 (kNm/rad)  16.300 (0,80) 16.148 (0,64)
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Na Tabela 3 apresenta-se o custo final obtido. Observa-se que foi obtido um custo 4%
menor comparado com os resultados de Sanchez & Espin (2013), mostrando que a
metodologia que aqui se apresenta esta condizente com os resultados obtidos na
literatura. As rigidezes das ligacbes também sdo semelhantes, estando o fator de rigidez

dentro do intervalo: 0,53 a 0,80, que corresponde a ligacdes semirrigidas.

A utilizacao dos perfis | ao invés dos perfis IPE (europeus) se deu pela criagdo do banco

de dados com perfis comercializados neste pais.

Tabela 3 — Custo total do pértico.

Sanchez & Espin
(2013)
Custo das ligacoes 2.153,76 (100%)  2.154,99 (100,1%)
Custo dos perfis 8.960,29 (104%) 8.612,12 (100%)

Custo total 11.114,05 (103%)  10.767,11 (100%)

Custo (RS) Presente trabalho

A Figura 9 ilustra graficamente os valores das restricbes para a configuracdo 6tima
obtida, onde g(a,1), g(8,1), g(o,2) e g(6,2) sdo, respectivamente, esforgo interno e
deslocamento horizontal maximo das colunas 1 e 2, g(o,3), g(6,3), g(0,4) e g(6,4)
sdo, respectivamente, esfor¢o interno e a flecha das vigas 1 e 2 e g(A) é a restrigdo
associada ao deslocamento lateral maximo do pdrtico. Na solucdo, as restricées de

tensdo, flecha e deslocamento lateral ficaram viaveis satisfazendo as normativas locais.

Restricoes de Projeto

0
9@11 gle,1) gﬁ} glé;2) g%) gl8,3) 9@41
¢ -0,03 S
0,1 0,07 0,03
-0,13
-0,2
6

_0'21 —0,21

-0,3

-0,4

-0,5 -0,4
-0,51

-0,6

Figura 9 — Restri¢des de projeto.
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Para esta configuracdo 6tima, as restri¢des ativas, portanto limitadores do projeto,
foram o deslocamento lateral maximo do poértico g(A) e os esforgos internos (g (o)) nos
elementos 3 e 4, que atingiram aproximadamente 100% da sua maxima capacidade

prescrita em norma, configurando-se como restri¢cdes ativas desta aplicacdo.

5.2 Exemplo 2

Esse exemplo foi estudado por Simdes (1996), e trata-se de um pértico plano com 15
elementos, dispostos em trés pavimentos e trés vdo. Foram definidos nove grupos de
elementos da estrutura e mais trés grupos para as ligacbes. A geometria, os

carregamentos e os grupos dos elementos da estrutura estdo representados na Figura

10.

Visando posterior comparacdo de resultados, para este caso sdo considerados a tensao

de escoamento do ago fy = 250 MPa, o mddulo de elasticidade E = 206 GPa e o custo

unitario do acgo de 3,70 reais/kg.

31kN/m 31kN,/m
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Figura 10 — Portico 3: 3 pavimentos e 3 vaos.

Para a convergéncia dos resultados foram necessarias 46 geragdes com um tempo de

execugdao de 62 segundos. Na Figura 11, é apresentado o histérico do processo de
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otimizagao com a representagdo da massa da estrutura a cada geragdao executada até
atingir o critério de parada. Como resultado 6timo obteve-se uma massa de 3.998,75 kg,

tendo um custo de RS 14.795,38.

40000
35000 Melhor resultado
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Figura 11 — Histérico do processo de otimizacdo com ligacdes semirrigidas.

Os perfis da configuragdo 6tima obtida bem como as rigidezes das ligacdes estdo
relacionados na Tabela 4, onde também estdo listados os resultados obtidos por Simdes
(1996). Nela estdo contidas a nomenclatura dos perfis comerciais com sua massa em
kg/m em parénteses, como também os valores de rigidez rotacional da ligacdo e seu

respectivo fator de rigidez.

Tabela 4 — Perfis 6timos para cada elemento do pértico.

S . - Presente
Variaveis de Projeto ~ Simdes (1996) Trabalho
Coluna 1 IPE 360 (57,1) 1360 x 44,6
Coluna 2 IPE 550 (105,0) 1410 x 60,0
Coluna 3 IPE 330 (49,1) H 150 x 24,0
Coluna 4 IPE 330 (49,1) | 410 x 60,0
Coluna 5 IPE 300 (42,2) 1310x 32,7
Coluna 6 IPE 240 (30,7) 1310x 32,7
Viga 1 IPE 360 (57,1) | 410 x 60,0
Viga 2 IPE 360 (57,1) 1360 x 58,0
Viga 3 IPE 330 (49,1) 1460 x 52,0
Ligacdo 1 (kNm/rad) 25000 (0,60) 12.037 (0,54)
Ligacdo 2 (kNm/rad) 22000 (0,575)  30.077 (0,58)

Ligacdo 3 (kNm/rad)

15000 (0,55)

16.148 (0,61)
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O custo total do pdrtico apds a otimizagao esta representado na Tabela 5. O calculo do

custo total da estrutura obtido por Simdes (1996) é estimado segundo a Equacdo 9.

O custo da estrutura 6tima obtido foi 9% menor comparado com os resultados de
Simodes (1996). Como também pode ser observado na tabela, os valores obtidos para as

rigidezes das ligacdes sdo bem préximos dos resultados encontrados por Simdes (1996).

Tabela 5 — Custo total do pértico.

Simd&es (1996) Presente trabalho

Custo (R3) (Semirrigida) (Semirrigida)

Custo das ligaces 2.224,40 (100%) 2.323,23 (104%)
Custo dos perfis 13.875,37 (111%) 12.472,15 (100%)
Custo total 16.099,77 (109%)  14.795,38 (100%)

A Figura 12 apresenta graficamente os valores das restricGes para a configuracdo 6tima
obtida, em que g(c_1) a g(0_6) sdo os esforcos internos das colunas, g(6_1) a
g(6_6) sdo os deslocamentos horizontais maximo das colunas, g(g_7) a g(g_9) sdo os
esforgos internos das vigas e g(6_7) a g(8_9) sdo as flechas das vigas e g(A) é o
deslocamento lateral maximo do podrtico. Na configuracdo otima obtida, todas as
restricdes de projeto sao atendidas (g<0). No entanto, as restrigdes ativas (g < 0,1) que
limitam a redugdo da fun¢ao objetivo sdao os esforgos internos das colunas do primeiro
pavimento (g(a_1) e g(o_2)), a flecha das vigas do terceiro pavimento (g(c_9)) e o

deslocamento lateral maximo do pértico g(A).

Restrigées de Projeto
0 | | | | |
| | |
\\%\\ P73 ‘b\%‘Jb\ u\%é‘\ @\%b\ %A «\%«*\ ) q\%ci,\ v
_ 67 20067 6/ 406 6/ N 6/ 6/ N /
0,180 P Ta¢ R TR TP TR T T T o TR T T T 2 T 1T .02
-0,0 -0,01 0,11 = 0,05
-0,2 0,17
03 -0,23
-0,31
-0,4 -0,36
-0,42
-0,5
06 052 g5 052 g5 052 052 g, 0,54
’ -0,59
-0,7

Figura 12 — RestricOes de projeto.
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6 Conclusoes

O estudo mostra a importancia do uso de ferramentas computacionais modernas para
o dimensionamento 6timo de edificagcdes estruturadas em ac¢o. Foram desenvolvidos
dois mdédulos computacionais para andlise e projeto estrutural, integralmente na
linguagem computacional MATLAB. Os mddulos sdo independentes, porém integradas

entre si de forma harmoniosa através de interfaces computacionais.

A consideracdo do comportamento semirrigido real das ligagGes viga-coluna possibilita
o aproveitamento mais eficiente dos elementos estruturais, resultando em projetos de
menor custo do que quando as ligacdes sdo idealizadas como sendo totalmente

articuladas ou rigidas, como atualmente ainda é feito.

No moddulo de Andlise Estrutural foi proposto um Elemento Finito Hibrido a partir do
elemento de viga classico e elementos de mola rotacionais. Verificou-se que o elemento
finito proposto representa adequadamente diferentes comportamentos rotacionais das
ligagdes viga-coluna, desta forma atende satisfatoriamente as expectativas da presente
pesquisa, apresentando valores coerentes quando comparado com as solucdes de

outros autores.

Os resultados dos exemplos aqui apresentados indicam que foi possivel a redugao
significativa de custos de fabricacdo de pdrticos planos de aco, principalmente devido a
consideracao da semirrigidez das ligacdes viga-coluna notadamente quando comparado
com porticos com ligagdes rigidas. Assim, foram obtidas configuragcdes 6timas com

elementos estruturais mecanicamente mais eficientes.

A metodologia de otimizacdo aqui proposta fornece também uma formulagao pratica
para calculo do custo dos elementos estruturais e o custo das suas ligacdes viga-coluna,

este ultimo calculado através do conceito de massa equivalente.

Nos resultados obtidos foi observado que a reducdo de custo de fabricacdo do pértico
esta relacionada tanto a redugdo dos custos associados aos perfis estruturais mais leves
decorrente da consideracdao do comportamento real das ligacbes semirrigidas como
também da utilizagdao de ligagdes viga-coluna semirrigidas, que sao mais econémicas

que as ligac¢des rigidas.
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Geometrically exact formulation of steel cables structures with parabolic

configuration

Resumo

Este trabalho tem por objetivo apresentar uma formulacdo geometricamente exata para analise
estatica de estruturas de cabos de aco suspensos, via método dos elementos finitos,
considerando a configuracao inicial parabdlica do cabo. Para isso, foram consideradas ambas as
nao linearidades, geométrica e do material, para o elemento de cabo. Na formulacdo numérica
tridimensional foi considerada uma rigorosa formulacdo Lagrangiana atualizada, que utiliza a
técnica corrotacional para a deducdo consistente da matriz de rigidez tangente do elemento de
cabo. Por fim, sdo apresentados exemplos da literatura cujos resultados sdo comparados com
aqueles obtidos pelo software desenvolvido com base na formulacdo apresentada, visando
demonstrar a consisténcia e eficiéncia da formulacao.

Palavra-chave: Formulacao geometricamente exata, Estruturas de cabos de ago suspensos,
Cabo parabdlico, Andlise elastoplastica.

Abstract

The objective of this work is to present a geometrically exact formulation for the static analysis
of suspended steel cables structures, using the finite element method, considering the initial
parabolic configuration of the cable. For this, both geometric and material nonlinearities, were
considered for the cable element. In the three-dimensional numerical formulation an accurate
updated Lagrangian formulation was considered, which uses the corrotational technique for the
consistent deduction of the tangent stiffness matrix of the cable element. Finally, examples of
the literature are presented, whose results are compared with those obtained by the software
developed based on the presented formulation, aiming to demonstrate the consistency and
efficiency of the formulation.

Keywords: Geometrically exact formulation, Suspended steel cables structures, Parabolic cable,
Elastoplastic analysis.
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1 Introducao

Cabos sao elementos estruturais de grande utilizagao na engenharia, como por exemplo,
em linhas de transmissdo de energia elétrica, torres estaiadas, teleféricos, coberturas e
pontes penseis e estaiadas. O seu comportamento é relativamente complexo quando

comparados aos demais elementos estruturais.

Os cabos apresentam comportamento geométrico altamente ndo linear, como também
afirmam Kim et al. (2015) e Abad et al. (2013), sdo extremamente flexiveis e capazes de
resistir a forcas normais de tragdo. Teoricamente, considera-se que as for¢as normais de
compressdo, as forgas cortantes, os momentos fletores e os momentos de tor¢ao nao

sdo resistidos por um cabo ideal.

O comportamento nao linear geométrico do cabo é obtido utilizando uma analise que
considera o seu equilibrio na sua posicio deslocada, através de uma analise
geometricamente exata. Além disso, os cabos possuem um comportamento nao linear
material devido a prdpria ndo linearidade da sua lei constitutiva. Dessa forma, o estudo
do cabo, além de envolver o desenvolvimento das relagdes nao lineares entre forgas e
deslocamentos, exige a complexa tarefa de se obter a configuragdo geométrica inicial

das estruturas de cabos.

Portanto, este trabalho tem como objetivo desenvolver uma formulacdo numérica
geometricamente exata via método dos elementos finitos, visando a realizacdo de uma
analise estatica de estruturas de cabos suspensos parabodlicos. Nessa analise
consideram-se as ndo linearidades, geométrica e material, e a obtencdo da configuracao

inicial do cabo admitindo-a, inicialmente, parabdlica.
2 Formulagao analitica para os cabos suspensos

Inicialmente, serd apresentada uma formula¢do analitica para os cabos suspensos,
considerando-se a hipdtese que o cabo seja perfeitamente flexivel, dessa forma, ndo
oferecendo resisténcia a flexao e, consequentemente, a forga normal de tragao atuante
sera sempre tangente a sua geometria, sendo, portanto, variavel ao longo de seu
comprimento. Sera considerada também a hipdtese de que o cabo seja inextensivel, isto
é, o cabo apresenta o mesmo comprimento antes e depois da aplicacdo da carga.
Portanto, uma vez aplicadas as acOes externas, a geometria deformada permanece

inalterada e o cabo, ou cada segmento do cabo, pode ser tratado como corpo rigido.
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Essa formulagdo analitica é adotada apenas para a determinacao, de forma aproximada,
da configuracdo inicial do cabo, que dependendo do carregamento externo, o cabo pode

assumir diferentes configuracgdes.

Os tipos de carregamentos podem ser feitos por meio de cargas concentradas, cargas
uniformemente distribuidas ao longo do vao do cabo e carga uniformemente distribuida
ao longo do comprimento do cabo (peso proprio). Nessas duas ultimas situacdes de
carregamentos obtém-se as configuragoes iniciais de equilibrio, parabdlica e em forma
de catendria, respectivamente, onde a catenaria é utilizada por Abad et al. (2013).
Quando o carregamento distribuido ao longo do vdo é muito maior do que o peso
proprio do cabo, o efeito da catendria pode ser desprezado na analise.

Um estudo analitico dos cabos suspensos considerando-se as hipdteses citadas,
conforme fazem lIrvine (1975) e (1981), Leonard (1988), Beer et al. (2006), Hibbeler
(2011) e Costa (2014), serd apresentado a seguir, visando a implementacdo
computacional para obtencdo da configuracdo inicial parabdlica de equilibrio do cabo.
2.1 Cabo parabdlico

Um cabo suspenso por dois pontos A e B, é ilustrado na Figura 1. S3o identificados nessa
figura o vdo do cabo L, a distancia do ponto A ao vértice da curva do cabo x,, os angulos
de inclinacdo do cabo 6x e G5 nos pontos A e B, respectivamente, a flecha maxima no

vértice da curva f, e o desnivel h entre os pontos de fixacdo do cabo.

Figura 1 - Configuragao inicial do cabo suspenso

Admitindo-se que o cabo estd submetido a um carregamento uniformemente
distribuido, w (x), ao logo do seu vao L, a Figura 2 ilustra o diagrama de corpo livre de
um elemento infinitesimal do cabo com comprimento dSp na sua posicao de equilibrio.
Também sdo ilustradas as forgas horizontais Ho e Ho + dHo, as forgas verticais Vo e Vo+dVp

nas extremidades j e k, bem como o angulo de inclinagdo #do elemento de cabo.
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Figura 2 - Elemento infinitesimal de cabo sujeito a um carregamento uniformemente

distribuido

Aplicando-se as equagdes de equilibrio no elemento, desprezando-se os termos de

ordem superior, chega-se as seguintes expressoes:

YH=0-dH,=0 (1)
YV =0-dV, =—-wdx (2)
d '

Sendo dHop = 0, pode-se concluir que a componente horizontal Ho de forga no cabo é
constante. Derivando-se a Eq. (3) e com auxilio da Eg. (2), tem-se a Eq. (4), que

representa a equacao diferencial do elemento de cabo na sua posicdo de equilibrio.

” w

Y= Tm (4)

Integrando-se a Eq. (4) tem-se a tangente a curva do cabo ou rotacdo 6, dada pela

expressao:
Y= ——x+ 6 (5)
0
Integrando-se a Eq. (5), chega-se na equacgdo da curva do cabo, que é representada por
uma parabola, dada pela Eqg. (6).

_ _w 2
y = 2Hox + Cix + C, (6)

onde as constantes C; e C; dependem das condi¢Oes de contorno da estrutura.
Aplicando-se as condicGes de contorno da estrutura ilustrada na Figura 1, onde se tem
para x =0 — y, = tan(6s) e para x =0 — ya = 0, determinam-se as constantes C; e C;,
dadas respectivamente, por:
C; = tan(8,) (7)
C, =0 (8)
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Substituindo-se os valores das constantes C; e C; nas Eqgs. (5) e (6), encontram-se a
equacdo da tangente a curva do cabo, Eqg. (9) e a equacao da configuracdo de equilibrio

do cabo, dada pela equacgdo da pardbola, Eqg. (10).
y' = —Hiox + tan(6,) (9)
y = —%xz + tan(6,) x (10)
0

Para se calcular a componente horizontal Hy da forca de tracdo no cabo é necessario
aplicar as seguintes condi¢des de contorno: para x = L — ys = h, que substituindo na Eq.
(10) tem-se:

wL?
HO - 2[Ltan(6 4)—h] (11)

Com auxilio da Figura 2, o comprimento do cabo, Sy, pode ser obtido através da seguinte

expressao:

dS, = (@2 + (@y)? = (J1+(/)?)dx (12)

Substituindo-se a Eg. (9) na Eq. (12) e integrando-a, obtém-se a equacdo do

comprimento do cabo, Eq. (13).

p
So = —:—v‘l’l{[—‘;’[—s + tan(BA)] \/[—:—j + tan(GA)] + 1 — tan(6,) sec(8,) + sinh™* [_Z_j +

tan(6,)| - sinh‘l[tan(BA)]} (13)

Quando ndo se necessita de grande exatidao, pode-se utilizar a aproximagao v1 + a =
1+ %, se a é um valor muito pequeno. Entdo, a Eq. (13) fica:

w?L?  tan(fy) [wL

Sy = L{1 +———[?O—tan(9A)]} (14)

6Hy? 2
A forga de tragao no cabo, T, tendo-se em vista as suas componentes Hp e V da Figura
2, onde Hp é constante, pode ser escrita por:

T = (15)

cos @

Sabendo-se que cos 8 = :Tx , com o auxilio das Egs. (12) e (9), obtém-se a forca de
0

tragdo no cabo que varia continuamente em intensidade e dire¢ao ao longo de toda a

sua extensao.

T= HO\/l s tan(9,)] (16)
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A Eg. (16) mostra que a forga de tracao no cabo (7) é fungao, além do carregamento

uniforme distribuido (w), dos parametros Hp e tan(B,).

Voltando-se a Figura 1, supondo-se que nao se conhega o angulo €, mas se conhega a
abscissa do vértice (x,), substitui-se na Eqg. (9) a condicdo de contorno em que para
x=x,— Yy’ =0, enakEqg. (10) a condicdo em que para x =L —> ys = h, obtendo-se:
tan(6,) = = x, (17)
Hy
Ho =~ (L= 2x,) (18)
Levando-se a Eq. (18) na Eq. (17) encontra-se a expressao da tangente de 64 em fungdo

dos dados do problema, dada por:

2hxy

tan(BA) = — L(l-2x,)

(19)
Analogamente, voltando-se a Figura 1, supondo-se que a variavel conhecida seja a flecha
do vértice (f,) e substituindo-se na Eq. (10) a condicdo de contorno em que para
X =X, —y = f, e com o auxilio da Eq. (17), obtém-se:

H

fo = 5 tan?(8,) (20)

Levando-se a Eq. (11) na Eq. (20) obtém-se:

tan(8,) = %(1 + ﬂ) (21)

Levando-se a Eq. (21) na Eqg. (11) encontra-se uma nova expressao da forca horizontal,
Ho, em funcdo dos dados do problema, dada por:

wl?

Hy = m (22)

3 Formulagao numérica para os cabos suspensos

O Método dos Elementos Finitos (MEF) é utilizado para analise ndo linear com intuito
de estudar as estruturas de cabos considerando o sistema tridimensional. A teoria é
desenvolvida através de uma rigorosa formulacdo Lagrangiana atualizada que utiliza a
técnica corrotacional para a dedugao consistente das matrizes de rigidez dos elementos
de cabo espacial.

A formulacdo apresentada, baseada, principalmente, nos trabalhos de Pimenta (1989),
Lavall (1996), Fabio (2000) e Costa (2014), pretende ser a mais geral possivel, permitindo
que os nés sofram grandes deslocamentos e os elementos de cabos sofram grandes

alongamentos e, além disso, esses elementos podem ser constituidos de material
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elastoplastico e considerar tanto o comportamento nao linear geométrico (NLG) quanto

ndo linear do material (NLM).
3.1 Deformagoes e tensoes

Em mecanica dos sélidos para que uma analise tedrica seja consistente, as medidas de
deformacdes e tensdes devem ser conjugadas e objetivas, conforme Bathe (1982, 1996)
e Pai e Nayfeh (1994). As deformacdes de engenharia formam um par conjugado com
as tensdes de engenharia ou nominais. Ao se adotar o sistema local de coordenadas
corrotacionais no desenvolvimento da formulagdo, pode-se garantir que as
deformacdes e tensdes de engenharia sao, também, pares de medidas de deformacées
e tensOes objetivas e, dessa forma, as deformacgdes e tensdGes de engenharia serdo
utilizadas como referéncia neste trabalho, sendo designadas, respectivamente, por:

lc_lr

&= l_ (23)
N
N =0 (24)

onde /- é o comprimento do elemento na configuracdo de referéncia, /. € o comprimento
do elemento na configuragao corrigida; N é a forca normal e A, é a drea da segado

transversal do elemento.
3.2 Sistema de coordenadas e graus de liberdade

Fundamentando-se o desenvolvimento tedrico em uma formula¢do Lagrangiana, o
sistema de referéncia global adotado neste trabalho é o sistema de coordenadas
cartesiano (X, Y, Z), conforme ilustra a Figura 3. Para o sistema local adotou-se o sistema
de coordenadas corrotacionais (x, y, z), diferente do sistema global de referéncia. Esse
sistema estd ligado ao elemento, no qual os deslocamentos generalizados sdo medidos
em relacdo a uma configuracdo deformada. Trata-se, portanto, de um sistema de

referéncia mdével que acompanha a estrutura deformada.

Considerando-se as coordenadas corrotacionais de referéncia (x:, yr, z;) com origem no
centro do elemento de cabo, os angulos @, @ e @, sao formados entre o eixo do
elemento e os eixos os globais (X, Y, Z), respectivamente. Apds um carregamento
qualquer o elemento passa para uma nova posigao com coordenadas corrotacionais
corrigidas (X, Ye, zc), formando-se novos angulos @, @« € @c entre o eixo do elemento
de cabo e os eixos de referéncia global (X, ¥, Z). Um elemento de cabo apresenta
somente deformacado longitudinal, assim, o grau de liberdade natural ou corrotacional

(ga= g1) associado a essa deformacado pode ser definido por:
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¥iv)

Z{w)

Figura 3 - Elemento de cabo nas configuracdes de referéncia e corrigida
g1 =1l -1 (25)
Os graus de liberdade cartesianos p, (n = 1 a 6) podem ser definidos pelo vetor de
deslocamentos nodais do elemento de extremidade j e k, dado por:
ph={ Vi W w v wg} (26)
Considerando a Fig.3, o grau de liberdade em coordenadas corrotacionais ga, € 0s graus
de liberdade em coordenadas globais cartesianas p,, podem ser relacionados conforme

as expressoes a seguir:

I, = /(AX? + AY? + AZ%) (27)

L, = [(AX + Aw)? + (AY + Av)? + (AZ + Aw)?] (28)

sendo, AX = Xy —Xj; AY =Y, —Y;AZ = Z — Zj; Au=uy —uj = py —p; Av = v — v =
Ds — P2; Aw = wy, —w; = pg — p3, onde Xj, Xk, Y, Yk, Zj e Zk sdo as coordenadas dos
elementos na configuracdo global de referéncia.

Substituindo os valores das Egs. (27) e (28) na Eq. (25) e derivando-se as coordenadas
locais corrotacionais, g, em relagdo as coordenadas globais cartesianas, pn, conforme

Costa (2014), obtém-se a matriz Bixs, OU Seja, 0Ga/Opn, que pode ser escrita também na

forma indicial por gan.
B = qa'n = [— COS QPc; —COSP- —COS (pcy COS Q. COS P, COS (pcz] (29)

onde B é uma matriz de mudanca de coordenadas que relaciona as taxas de
deslocamentos nas coordenadas locais corrotacionais com as taxas de deslocamentos

nas coordenadas globais cartesianas.
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Derivadas de segunda ordem de g, em relacdo a p,, ou seja, 0°qa/Opndpm, (a = 1,
n =m=1a 6) ou gunm, S30 também necessarias e podem ser reunidas em uma matriz

simétrica Gu(sxs), dada por:

Sin® @,  —COS P, COS Poy — COS Pgy COS Py —sin? ¢, COS P, COS Py COS Py COS Py
sin? ey —COS Py COS Py COS Py COS Pry —5in? @y COS Pry COS Py
i 2 P2
c -1 sin? @, COS P, COS Py COS Pry COS Py —sin? @y, (30)
S sin? @, —COS Qc; COS Py — COS Py COS Py
SIMETRICA sin? @y —COS Py COS Py
sin® @,

3.3 Equilibrio do elemento

Observa-se das Egs. (23), (27) e (28) que o campo de deformacdo pode ser descrito em
funcdo dos graus de liberdade naturais, dado por:

€ = flaq(pn)] (31)

Conhecido esse campo de deformacdo, obtém-se o equilibrio do elemento por meio do
Principio dos Trabalhos Virtuais (PTV). O trabalho virtual interno de um elemento resulta
em:

SWint = fVT abedV, (32)
sendo o atensdo normal de um elemento, é¢ a deformacao virtual desse elemento, dV;
o elemento de volume na configuracdo de referéncia.
A deformacao virtual é obtida utilizando-se a regra da cadeia e pode ser escrita por:
8¢ = £4qqndPn (33)
onde 6pn o vetor dos deslocamentos nodais virtuais do elemento.
As forcas nodais internas Pp, oriundas das acoes externas, sdo definidas de maneira que:
SWint = B6pn (34)

Ilgualando-se a Eq. (32) e a Eq. (34) com auxilio da Eqg. (33), obtém-se a equacdo de
equilibrio dado por:

P =, 08alandV; (35)
Definindo-se os esforgos internos nas coordenadas corrotacionais ou naturais, Qq, por:

Q= f, 0tadV, (36)
A equacdo de equilibrio do elemento, escrita em notacao indicial, é dada por:

P; = Qalan (37)
Escrevendo a Eq. (37) na forma matricial tem-se:

P=B"Q (38)

onde P sdo as forcas nodais internas nas coordenadas cartesianas e Q sao os esforgos
internos nas coordenadas corrotacionais.
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3.4 Matriz de rigidez tangente do elemento

A matriz de rigidez tangente do elemento, k:, nas coordenadas cartesianas, definida pela
derivada dos esfor¢os nodais internos P, , Eq. (37), em relagdo aos deslocamentos nodais
do elemento pm, é dada por:

0Py
k, = % (39)

A Eqg. (39) pode ser escrita em notagdao matricial, como:
P=kp (40)
Realizando as devidas operacdes matematicas obtém-se a matriz de rigidez tangente do

elemento dada pela seguinte expressao:
knm = Qa,nDaBQB,m + Qa,nHaﬁQB,m + Qaqa,nm (41)

Observa-se na Eq. (41) a parcela constitutiva representada por qunDapqpm, € as
parcelas geométricas representadas por (qonHapdpm) € (Qedenm) que consideram os

conhecidos efeitos “P-6” e “P-A”, respectivamente.
A forma matricial da Eq. (41) é dada por:
k., =B"DB + BTHB + Q,G, (42)

4 Aspectos da implementagao computacional

O programa desenvolvido em Costa (2014) foi adaptado de Lavall (1996) e escrito na
linguagem FORTRAN 90 utilizando a plataforma Microsoft Visual Studio 2008. Este
programa, nomeado como Advanced STRuctural Analysis System (ASTRAS), permite

realizar andlises estaticas ndo lineares, geométrica e material, de estruturas.

Visando a solucdo de problemas nao lineares de estruturas, foi utilizado o Método de
Newton Raphson que considera incrementos de cargas com iteracdes de equilibrio
realizadas dentro de cada passo. Neste trabalho foram implementados os critérios de
convergéncia em deslocamento e forgas, simultaneamente, podendo-se também
verificar a convergéncia somente no deslocamento ou na forga, sendo o fator de

tolerancia igual a 0,1%, em quaisquer dos casos citados.
4.1 Implementagao da configuragao inicial de equilibrio do cabo suspenso

Para geracdo dos nds e elementos das estruturas de cabos é necessaria a
implementacdo da configuracdo inicial de equilibrio do cabo. Para atingir o objetivo
desse estudo foi implementada no programa ASTRAS, a configuracao inicial de equilibrio
do cabo sujeito a um carregamento uniformemente distribuido (cabo parabola).

A configuracao inicial de equilibrio do cabo é dada pela equacgdo da pardbola, Eq. (10),

que depende do calculo da componente horizontal, Ho, da forga de tragao do cabo para
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geracdo dos nds e elementos da estrutura. No estudo desenvolvido na sec¢do 2.1, a
componente horizontal (Hp) do cabo pardbola é dada pela Eqg. (11) ou Eq (18) ou Eq. (22).
4.2 Andlise incremental das tensdes e deformagdbes no comportamento
elastoplastico de estruturas de cabos de aco suspensos

Conforme Costa (2014), neste trabalho propGe-se um diagrama tensdao (o) versus
deformacdo (&) que, dividido em seis trechos lineares, torna possivel a simulacdo
numérica do comportamento elastoplastico das estruturas de cabos de aco, conforme
ilustrado na Figura 4.

Considerando que os elementos de cabo ndo resistem a compressao, o trecho |
corresponde as tensdes e deformacdes nulas. O trecho Il é definido pela lei de Hooke,
atribuindo ao material a rigidez eldstica (E). Os trechos de Ill a VI, simulam o
comportamento elastoplastico, com mddulo de rigidez tangente (E:) e parametro de

encruamento (H;), com jvariando de 1 a 4.

m

10 ¢ g, e £

Figura 4 - Diagrama multilinear tensao versus deformagao

5 Aplicagdo em exemplos numéricos

Nessa secdao sdao apresentados exemplos numéricos com o objetivo de avaliar a
eficiéncia da formulacdo, bem como a precisao dos resultados obtidos pelo programa
ASTRAS, quando comparados com resultados teéricos da literatura. O primeiro exemplo
considera apenas a ndo linearidade geométrica para um cabo suspenso sujeito a cargas
concentradas e distribuida ao longo do vao. O segundo exemplo considera as andlises

ndo lineares, geométrica e material, de uma estrutura formada por trés cabos.
5.1 Analise n3o linear geométrica

O cabo da Figura 5 estd sujeito as forcas concentradas Pc= 200 kN e Pp = 100 kN aplicadas
as distancias L; = 4.000 cm e L, = 8.000 cm do apoio A, respectivamente, além do
carregamento uniformemente distribuido g(x) = 0,05 kN/cm ao longo do vdo

L =10.000 cm.
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Figura 5 - Cabo suspenso sujeito a carga uniformemente distribuida e a forcas
concentradas

Para a analise numérica o cabo AB foi dividido em 20 elementos contendo um total de
21 nds, sendo que os trechos AC, CD e DB contém 8, 8 e 4 elementos, respectivamente.
Admitiu-se uma configuracdo inicial de equilibrio obtida pela equacdo da parabola,
Eq. (10), com uma flecha inicial f = 1.005 cm e peso préprio w = 0,001 kN/cm. O cabo
tem secdo transversal circular com didmetro d = 3,57 cm e mddulo de elasticidade
E =165.000 MPa.

A Tabela 1 apresenta os resultados do comprimento (So), da flecha maxima (fmsx), dos
angulos 6a e G5, da tracdo maxima no cabo (Tmex) € das reacBes de apoio Ha, Va, Hs e V3,
visando a comparagdo entre o processo analitico de Sussekind (1987) e o programa

ASTRAS.

Os valores numéricos foram obtidos aplicando-se 100 incrementos de carga do peso
proprio do cabo para o posicionamento inicial de equilibrio e 100 incrementos
referentes as forgas concentradas e ao carregamento uniformemente distribuido. A
convergéncia em deslocamentos e forcas, para uma tolerancia de 0,1%, necessitou
apenas de trés iteragdes. O processamento computacional foi de cinquenta segundos
utilizando-se um computador DELL XPS com processador Intel core i5, CPU de 1,80 GHz,

memoaria RAM de 8GB e 256 GB de SSD.

Tabela 1 — Resultados analiticos (Slissekind, 1987) e numéricos (ASTRAS)

Varidveis Stssekind ASTRAS!"®! Erro relativo
(1987)"! ([al-[b])/[al(%)

So (cm) 10.328,00  10.327,45 0,0053

fmax (cm) 1.160,00 1.158,41 0,1371

6a (graus) 21,31 20,74 2,6748

6 (graus) 22,29 21,70 2,6469
Tmax (KN) 1.080,80 1.087,15 -0,5875
Ha (kN) 1.000,00 1.010,10 -1,0100
Hz (kN) 1.000,00 1.010,10 -1,0100
Va (kN) 390,00 395,25 -1,3461
Vs (kN) 410,00 414,75 -1,1585
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Observando-se a Tabela 1, verifica-se que os resultados analiticos e numéricos tém boa
correlacdo. Nota-se que os resultados referentes a geometria da estrutura (So, fmax, Ga €
6s), obtidos da formulacdo proposta (programa ASTRAS), sdo menores do que 0S
resultados obtidos da formulgdo analitica (Sussekind). Isto ocorre porque a parcela da
matriz de rigidez global da estrutura de cabo, obtida através da formulacdo proposta,
referente a matriz de rigidez geométrica, contribui para aumentar a rigidez da estrutura,
uma vez que a forca normal atuante no cabo é de tracdo. Isto forma o sistema estrutural
mais rigido, levando a menores deslocamentos da estrutura. Consequentemente, isto
implica em um aumento nos valores das forgas atuantes ( Tmax, Ha, Hs, Va, V). Apesar
dos deslocamentos envolvidos neste exemplo serem pequenos, os resultados
alcancados mostram claramente a contribuicdo da matriz de rigidez geométrica na
analise, o que ndo ocorre na formulagdo analitica, validando a analise ndo linear

geométrica proposta.

A Figura 6 ilustra as configuracdes inicial e final do cabo apds o carregamento. Observa-
se claramente a configuracdo inicial parabdlica do cabo e a configuracdo final onde os
segmentos AC, CD e DB ndo sdo retos, conforme se considera no processo analitico de

resolucdo de estruturas de cabo.

+— Configuragdo inicial
—+— Configuragdo final

cr—r

Figura 6 - Configuragdes inicial e final da estrutura de cabo

5.2 Analise nao linear material e geométrica

Este exemplo tem como objetivo avaliar os efeitos das nao linearidades, geométrica e
material, da estrutura formada por trés cabos, conforme mostra a Figura 7. Duas leis
constitutivas para o material dos cabos de aco serdo estudadas, conforme as Figuras 8
e 10, para a avaliagdo da analise incremental de tensdes e deformagdes apresentadas

na se¢ao 4.2.

Considere nessa estrutura que os cabos AD, BD e CD tém os mesmos moddulos de
elasticidade longitudinal do aco E = 20.000 kN/cm? a mesma tens3do limite de
escoamento o, = 34,50 kN/cm? e a mesma secdo transversal circular com didmetro
d = 4,0 cm, sendo fornecido o comprimento L = 200 cm e a carga aplicada no ponto D,
P =1.050 kN.
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Figura 7 - Estrutura hiperestatica plana de 3 cabos

Através dos conceitos da mecanica dos sélidos aplicando-se o Método da Forcas, tem-

se, na fase elastica:

_ __ Pjcos?(a)
FAD - FCD T 1+2cos3(a) (43)
_ Pi
Fgp = 1+2 cos3(a) (44)
_ (Pi=Fpp)L _ FpplL
6D T 2EA cos3(a) T EA (45)
P, = 0,A[1 4 2 cos?(a)] (46)

onde, P; é a carga no incremento i; a é o angulo entre os elementos AD e BD, e CD e BD,
que neste caso vale a = 45°; Fap e Fcp s30 o0s esforgos que atuam nos cabos AD e CD,
respectivamente; Fgp é 0 esforco que atua no cabo BD; &p é o deslocamento vertical no
ponto D, A é a drea da secdo transversal e P, é a carga que provoca o escoamento do

elemento de cabo BD.

Apds o escoamento do elemento de cabo BD, os esforcos nos elementos e o

deslocamento no ponto D serdo calculados pelas seguintes expressoes:

_ _ Pi—O'yA
FAD - FCD - Zcos(oc) (47)
FBD = O-yA (48)
_ _(Pi=Py)L FpplL
6D T 2EA cos3(a) EA (49)
A estrutura entrard em colapso quando se atingir a carga ultima, P,, dada por:
P, = 0,A[1 + 2 cos(a)] (50)

A) Lei Constitutiva 1

A lei constitutiva 1, conforme a diagrama de tensdes versus deformacées da Figura 8,
considera o comportamento elastopldstico perfeito, sendo compreendido pelo trechol |,
no qual consideram-se tensdes nulas quando as deformacdes sdo de compressao, pelo
trecho Il que é elastico e pelo trecho Il plastico, sendo o, e g a resisténcia e a

deformacdo no inicio do escoamento, respectivamente.
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Aplicando-se cargas incrementais, P, em 11 incrementos conforme os percentuais
acumulados do fator de carga, f., indicados na Tabela 2, até o carregamento maximo
P = 1.050 kN, utilizaram-se as Egs. (43) a (50) para obtencdo dos resultados analiticos
também mostrados na Tabela 2. Na Tabela 3 sdo fornecidos os resultados obtidos pelo
programa ASTRAS.

400,00 -

11
ﬂ-_l' = -
AT (1]
300,00 4 |
= :
e
E
= )
‘g 200,00 - .
£ ! —El)=10
o ——EuIl) = tan(ayy)
100,00 [ ! —Et(I1l) = tan(Gm)
L )
. N
0 : : : ; .
-0,01 0,00 " 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05

Deformagio &

Figura 8 - Comportamento elastopldstico perfeito (lei constitutiva 1)

Tabela 2 — Resultados analiticos da analise referente a lei constitutiva 1

P, P. ) 3f. IP; Fap Fep Feo 8o
(kN) (kN) ' (%) (kN) (kN) (kN) (kN) (cm)
1 20,00 210,00 61,508 123,015 61,508 0,098
2 40,00 420,00 123,015 246,030 123,015 0,196
3 60,00 630,00 184,523 369,045 184,523 0,294
4 70,49 740,10 216,768 433,536 216,768 0,345
5 7500 787,50 250,288 433,540 250,288 0,398
740,10 1.046,66 6 80,00 840,00 287,411 433,540 287,411 0,457
7 8500 892,50 324,534 433,540 324,534 0,517
8 90,00 94500 361,657 433,540 361,657 0,576
9 9500 997,50 398,780 433,540 398,780 0,635
10 99,68 1.046,65 433,530 433,540 433,530 0,690
11 100,00 1.050,00 Colapso da estrutura

Observa-se nas Tabelas 2 e 3 que os esfor¢cos nos elementos de cabo, assim como os
valores dos deslocamentos, mostram uma excelente precisdo entre os resultados

analiticos e numéricos. Até 70,49 % do carregamento (P, = 740,10 kN) todos os
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elementos de cabo trabalham em regime eldstico contribuindo para a rigidez do

sistema.

A partir desta carga, pode-se verificar pela forca Fsp que o elemento BD escoa,
permanecendo com esforco constante, (Fsp = 433,54 kN), deixando de contribuir para a
rigidez da estrutura. Neste momento apenas os elementos AD e CD resistem aos
esforcos adicionais e a rigidez do sistema diminui, conforme indica a mudanca de

inclinacdo da curva da Figura 9.

Tabela 3 — Resultados numéricos da analise referente a lei constitutiva 1

Py Py , fe 2P; Fap Fgp Fep ép
(kN) (kN) l (%) (kN) (kN) (kN) (kN)  (cm)

1 20,00 210,00 61,506 122,996 61,506 0,098
2 40,00 420,00 123,008 245,956 123,008 0,196
3 60,00 630,00 184,506 368,877 184,506 0,294
4 70,49 740,10 216,745 433,304 215,254 0,345
5 7500 787,50 250,039 433,540 250,039 0,398
740,10  1.050,00 6 80,00 840,00 287,084 433,540 287,084 0,457
7 8500 892,50 324,117 433,540 324,117 0,516
8 90,00 94500 361,140 433,540 361,14 0,574
9 9500 997,50 398,151 433,540 398,151 0,633
10 99,68 1.046,65 432,792 433,540 432,792 0,688

11 100,00 1.050,00 433,540 433,540 433,540 2,199

1.200,00 -
L.000,00 4 »
800,00 - '

600,00

f & Resultado Analitico
400,00 4 .’

+ - Resultado Numérico

200,00 {

Incremento de Carga P, (kN)

0.00 + . . ; : 3
0,000 0,500 1,000 1,500 2,000 2,500

Deslocamento dp, (cm)

Figura 9 - Curva carga versus deslocamento vertical em D (6p) (lei constitutiva 1)

No décimo primeiro incremento (P, = 1.050,00 kN) pode-se verificar que ocorre o
colapso da estrutura, sendo que no processo numérico é possivel determinar as forgas
de tracdo nos elementos AD e CD, bem como o deslocamento vertical final no ponto D

(6p = 2,199 cm). Dessa forma, observa-se que ao se utilizar a formulagdo tedrica
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desenvolvida neste trabalho é possivel estudar o equilibrio da estrutura em sua nova
posicdo, devido a contribuicdo da parcela da rigidez geométrica na andlise (ndo

linearidade geométrica).

Para este caso, foram necessarias no maximo cinco iteracdes para a convergéncia da
solugcdo e o tempo de processamento computacional total foi de dois segundos,
utilizando-se um computador DELL XPS com processador Intel core i5, CPU de 1,80 GHz,
memoria RAM de 8GB e 256 GB de SSD.

B) Lei Constitutiva 2

Para estrutura da Figura 7, serd adotada agora a lei constitutiva 2 com comportamento
elastopldstico conforme diagrama tensdo (o) versus deformacgdo (&) apresentada na

Figura 10, onde oy é a resisténcia ao escoamento.

Os valores limites das tensdes (o) e deformacgdes (&) que definem cada trecho do
comportamento do material e os seus respectivos médulos tangentes (E:) estdo
apresentados na Tabela 4.

400,00 4

I
| vy =0
300,00 { |
|
= [
% |
© 200,00 4/ |
=] N St
'g oy =a,/2y- —Eni)=0
& ——Et(II) = tan(&yy))
' ——Fri 11D ran{ &)
100,00 - E I ——FEi(IV) = tan(ayg,)
: Bymy
o L
. 05005 . . . . .
-0,01 0,00° 0,01 0,02 0,03 0,04 0,05

Deformacgio &

Figura 10 - Comportamento elastoplastico - lei constitutiva 2

Tabela 4 — Tensdes, deformacdes e mddulo tangente da lei constitutiva 2

Trecho Comportamento ? & E
(MPa) (MPa)
| - 0,00 0,00 0,00
I Elastico 172,50 0,0008625 200.000
I Elastoplastico 345,00 0,0029661  82.000
v Plastico 345,00 0,04 0,00

A Tabela 5 fornece os resultados obtidos pelo programa ASTRAS utilizando a lei

constitutiva 2, sendo f. o fator de carga, &: a deformac3o total dos cabos AD e CD e &
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a deformacdo total do cabo BD. A Figura 11 ilustra a curva da carga versus
deslocamentos verticais no ponto D, referente as analises segundo a lei constitutiva 2

em comparacdo com a lei constitutiva 1.

Tabela 5 — Resultados numéricos da analise referentes a lei constitutiva 2

zf. 2P; Fap Fsp Fep 6p

€t Et2
(%) (kN) (kN) (kN) (kN)  (cm)

20,00 210,00 61,506 122,996 61,506 0,098 0,000245 0,000489
3500 367,50 107,633 215,219 107,633 0,171 0,000428 0,000856
60,00 630,00 221,923 315867 221,923 0,365 0,000913 0,001824
70,48 740,09 254,144 380,239 254,144 0,490 0,001225 0,002449
7500 787,50 268,018 407,951 268,018 0,544 0,001360 0,002718
80,00 840,00 286,969 433,540 286,969 0,617 0,001544 0,003085
85,00 892,50 323,920 433,540 323,920 0,760 0,001902 0,003801
90,00 945,00 360,845 433,540 360,845 0,903 0,002261 0,004516
95,00 997,50 397,744 433,540 397,744 1,046 0,002619 0,005231
10 99,68 1.046,65 432,265 433,540 432,265 1,180 0,002954 0,005899
11 100,00 1.050,00 433,540 433,540 433,540 2,199 0,005511 0,010993

O 00 N O U1 b W N B

Analisando a Tabela 5 e a Figura 11 podem-se distinguir trés etapas do comportamento
da estrutura em sua anadlise considerando a lei constitutiva 2. A primeira etapa
corresponde ao inicio do processo incremental até o segundo incremento (i) de carga.
Nesta etapa, todos os cabos estdo em regime eldstico e contribuem para a rigidez da

estrutura.

1.200,00 1

1.000,00 - o pe
800,00 - g

600,00 -
@ Andlise numérica - Lei Constitutiva 1
B it e G B e
400,00 - ! Anilise numérica - Lei Constitutiva 2

Incremento de Carga P, (kN)

200,00 4 ¢

.lllll
0,00 + . . - : )

0,00 0,50 1,00 1,50 2,00 2,50
Deslocamento dp (cm)

Figura 11 - Curva carga versus deslocamento vertical em D (6p) (lei constitutiva 1 e 2)
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A segunda etapa, compreende o trecho entre o terceiro incremento até o quinto
incremento. Nesta etapa, todos os cabos estdo no trecho elastopldstico e as
deformacgdes sdo maiores para os mesmos incrementos de carga em relacdo a analise

pela lei constitutiva 1, ou seja, a rigidez do sistema diminui.

Na terceira etapa, que compreende o trecho entre o sexto incremento até o colapso, o
cabo BD escoa e a rigidez do sistema continua diminuindo, ja que neste caso, apenas o0s
cabos AD e CD contribuem para a rigidez do sistema. No décimo primeiro incremento
os cabos AD e CD também escoam e acontece o colapso da estrutura. Observa-se que,
mesmo com o escoamento dos trés cabos, ha o equilibrio da estrutura em uma nova
posicao, com 6p = 2,199 cm, devido a contribuicdo da parcela geométrica da rigidez da

estrutura na andlise.

Da andlise conclui-se que, o colapso da estrutura ocorre com a mesma carga limite
P, = 1.050,00 kN, porém com maiores deslocamentos a cada incremento de carga
quando comparada com a analise feita considerando a lei constitutiva 1. Nesta carga de
1.050,00 kN os deslocamentos sdo os mesmos para as leis contitutiva 1 e 2. Para a
convergéncia da solucdo foram necessarios no maximo quatro iteragdes e o tempo de
processamento computacional total foi de dois segundos, utilizando o mesmo

computador citado anteriormente.
6 Conclusodes

O objetivo deste trabalho foi apresentar uma formulacdo tedrica, geometricamente
exata, para a andlise ndo linear, geométrica e material, de estruturas de cabos de ago
suspensos admitindo a sua configuracdo inicial parabdlica, através do método dos
elementos finitos, implementando-a em um software para executar a analise tanto

elastica quanto elastoplastica dessas estruturas.

Na formulacdo do elemento finito, as equacdes de equilibrio foram obtidas a partir do
principio dos trabalhos virtuais, considerando-se o equilibrio do elemento na posicao
deslocada, tanto na fase eldstica quanto na fase elastoplastica. O programa ASTRAS
desenvolvido, mostrou-se eficiente na andlise dos exemplos apresentados, confirmando
a expectativa da potencialidade da formula¢ao adotada.

A adogdo da equacdo da pardbola para a definicdo da configuragao inicial de equilibrio
da estrutura, mostrou-se eficiente na geracdo da malha de elementos finitos e na

determinacdo da geometria final do cabo e das forgas envolvidas no problema. Os
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exemplos apresentaram excelente correlagdo entre os resultados analiticos e numéricos

ao se considerar as configuracdes iniciais das estruturas de cabos como parabola.

Os exemplos apresentados, considerando a analise ndo linear geométrica e andlises ndo
linear material e geométrica, apesar dos pequenos deslocamentos envolvidos nos
problemas, permitiram verificar claramente a contribuicdo da matriz de rigidez
geomeétrica no deslocamento final das estruturas, além de permitir estender de forma
mais realista o comportamento do cabo, desde a fase inicial até o colapso, considerando

o comportamento elastoplastico perfeito e o comportamento elastoplastico dos cabos.

Nos exemplos apresentados, o programa executou entre trés e cinco iteragdes para a
resolucdo dos problemas com varios tipos de malhas para o completo processamento
computacional, utilizando-se um computador DELL XPS com processador Intel core i5,

CPU de 1,80 GHz, memoria RAM de 8GB e 256 GB de SSD.

Finalmente, a aplicacdo do programa ASTRAS na andlise das estruturas de cabos
suspensos, confirma a consisténcia e a eficiéncia da formulacdo desenvolvida e sua

aplicabilidade em casos praticos.
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Structural behavior of cold-formed steel columns in fire — numerical
analysis

Resumo

Buscando compreender o efeito do incéndio e avaliar as consequéncias causadas em pilares de
aco formado a frio, sem e com revestimento contra fogo, tendo em vista que as propriedades
mecanicas dos materiais regridem progressivamente com o incremento elevado da
temperatura, este trabalho traz o resultado de andlises termomecanicas realizadas com o
Método dos Elementos Finitos (MEF), através do software ABAQUS. Os Perfis modelados
numericamente apresentam segdes transversais do tipo X e 22, e foram submetidos a curva do
forno do ensaio experimental feito por Mota (2016) e ao incéndio-padrdo da ISO-834, para os
casos de pilares sem e com protecdo, respectivamente.

Palavras-chave: Pilares, Aco formado a frio, Incéndio, Revestimento contra fogo, Andlise
numeérica.

Abstract

Seeking to understand the effect of the fire and to evaluate the consequences caused in
columns of cold formed steel, without and with coating against fire, considering that the
mechanical properties of the materials progressively regress with the high temperature
increase, this work brings the result of analyzes thermomechanical tests performed with the
Finite Element Method (FEM), using ABAQUS software. The numerically shaped profiles
present cross-sections of type I and 23, and were submitted to the furnace curve of the
experimental test made by Mota (2016) and ISO-834 standard fire, respectively.

Keywords: Columns, Cold formed steel, Fire, Coating against fire, Numerical analysis.
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1 Introducao

A industria da construcdo tem evoluido no ambito de desenvolver solugdes
construtivas que sendo mais econdbmicas e sustentaveis, garantam igual ou melhor
desempenho estrutural. Nesse sentido, verificou-se nos Ultimos anos o uso crescente
de elementos de A¢o Formado a Frio (AFF). Estes diferem das se¢Ges laminadas a
quente essencialmente pelo seu processo de fabricagao e pela espessura associada aos
perfis, sendo que os elementos em AFF apresentam espessuras mais reduzidas. A sua
crescente procura foi motivada pelas vantagens que apresentam quando comparado a
outros materiais como o concreto armado, a madeira ou mesmo o ag¢o laminado a
guente. Equiparado aos varios materiais disponiveis na industria, o aco formado a frio
destaca-se pela sua elevada leveza estrutural, que associada a sua capacidade

resistente o torna bastante competitivo dentro do setor da construcao.

O comportamento ao fogo deste tipo de elemento caracteriza-se pela degradagao das
propriedades mecanicas do aco em funcdo do aumento de temperatura, fazendo com
que estas, apresentem diferencas significativas para altas temperaturas (Craveiro et
al., 2016). As propriedades mecéanicas mais afetadas com o aumento de temperatura
sdo a resisténcia ao escoamento e o mddulo de elasticidade do ago (Ranawaka e
Mahendran, 2009; Kankanamge e Mahendran, 2011, Craveiro et al.,, 2016). A
degradacdao dessas propriedades influencia a forga critica de flambagem dos
elementos, podendo levar ao seu escoamento antecipado. Na regido das dobras, o
aumento de temperatura leva também a reducdo da sua rigidez, pelo que a adicdo de
reforcos poderd nao ser benéfica na resposta estrutural dos elementos (RODRIGUES,
et al., 2014). Neste caso, torna-se importante o conhecimento da taxa de degradacao
das propriedades mecanicas do aco quando submetido a temperaturas elevadas. Para
realizacdo de modela¢Ges numéricas, de modo a obter modelos capazes de reproduzir
situagdes reais de incéndio, é importante fazer uma correta caracterizagao destas
propriedades mecéanicas. Para isto, a ABNT NBR 14323:2013 e EN 1993-1-2 (2005)
permite a aplicacdo de fatores de reducdo para as propriedades mecanicas, de modo a

ter a sua degradacgao considerada.

A utilizacdo de algum tipo de protecdo produzida através de revestimentos contra fogo

€ uma das solugGes mais comuns para o aumento da resisténcia ao fogo para este tipo
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de ago. Estudos sobre o tema ainda sao escassos, apesar de alguns trabalhos como
Silva (2005) e Gerkeen (2007) abordarem este assunto. Para determina¢do das
temperaturas desenvolvidas no perfil com prote¢ao em situagdao de incéndio, as
normas, Europeia EN 1993-1-2 (2005) e Brasileira ABNT NBR 14323:2013, que definem
as orientacOes para o projeto de estruturas de aco em situacdo de incéndio, trazem
um método simplificado, porém ndo definem as caracteristicas térmicas dos materiais
de protecao, dificultando a determinacdo das espessuras para projetos de estruturas
de aco em situacdo de incéndio e recomendando normas de ensaio para obtencdo

destas.

Costa (2013) realizou um estudo experimental onde ensaiou 10 exemplares de pilares
tubulares de aco formados a frio do tipo caixdo, com e sem restricdo axial em situacao
de incéndio, aquecidos em um forno elétrico capaz de reproduzir a curva de incéndio-
padrdo da 1SO-834 (1999). Os Tempos Requerido de Resisténcia ao Fogo (TRRF)
segundo critérios fornecidos pela 1ISO-834 variaram entre 9 e 3 min., onde os pilares
foram carregados axialmente com 40 e 80% de sua capacidade resistente na situagao
ambiente. O autor concluiu que a restricdo axial a dilatacdo térmica e o aumento do
nivel de carregamento reduzem o tempo de falha dos pilares, cujo maximo foi de 9
min., alcancado por um pilar carregado com 40% da resisténcia a compressdo e sem

restricao a dilatagdo térmica.

Conforme resultados obtidos por Costa (2013), apresentados no paragrafo anterior,
mostram que pilares de ago composto por chapas finas formadas a frio possuem uma
pequena resisténcia ao fogo, entretanto constata-se grande escassez na literatura de

trabalhos envolvendo revestimento contra fogo desse tipo de estrutura.

Desta forma, pretende-se contribuir com o entendimento do comportamento de

pilares de aco com e sem revestimento contra fogo através dos seguintes objetivos:

e Desenvolver de um modelo computacional tridimensional em elementos finitos
(elementos sdlidos), ndo linear, para andlise do comportamento de pilares de

AFF em situacdo de incéndio com o software ABAQUS;

e Validar o modelo numérico (pilar sem protecao) através da comparagcao com os

resultados experimentais obtidos por Mota (2016);
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e Determinar a resisténcia ao fogo de pilares de ago com revestimento contra
fogo tipo caixa de placas de concreto com espessuras de 10, 20 e 30 mm,

quando submetido a curva de aquecimento da I1SO-834;

e Comparar os resultados numéricos obtidos com o método simplificado da ABNT

NBR 14323:2013.

2 Analise Numérica

2.1 Propriedades geométricas dos pilares

Neste trabalho a modelagem numérica dos pilares de aco formado a frio submetido a
compressdo axial, foi feita com o programa ABAQUS (versdo 6.13-1), programa que
tem como base de sua rotina o Método dos Elementos Finitos (MEF), através da
técnica de integragdo implicita (ABAQUS/Standard). Os pilares de AFF analisados
apresentavam dois tipos de se¢ao transversal, sendo elas denominadas de se¢ao sigma
(2) e dois sigma (22), da classe estrutural S320GD+Z275. Estes pilares foram modelados
admitindo as mesmas caracteristicas do experimento realizado por Mota (2016), ou
seja, as secbes X apresentam 255 mm de altura, 70 mm de largura, e 2,5 mm de
espessura, conforme Figura 1. A Figura 2 apresenta uma vista ao longo do pilar, com
2,95 m de comprimento do elemento, onde a direita sdo mostradas as posicées dos
termopares, assim como os TF (transdutores de fio) utilizados para o registro dos

deslocamentos laterais.

255

255

== Parafuso auta-perfurante

Figura 1 - Secao transversal. (medidas em mm). Mota (2016)
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Figura 2 - Vista ao longo da altura dos pilares. Mota (2016)

2.2 Tipo de elemento finito

O ABAQUS dispde de uma variedade de elementos finitos em sua biblioteca, sendo
eles de diferentes tipos como Sélidos, SHELL, Membrane, Frame, entre outros,
SANTIAGO (2018). Neste estudo numérico, na analise térmica, para discretizagdao dos
respectivos pilares, utilizou-se um elemento sélido DC3D8, sendo 0 mesmo continuo e
3D, de formacao linear e composto por 8 nds. Ja para analise mecéanica foi adotado o
elemento C3D8R, elemento do tipo sdlido, utilizado na discretizacdo dos perfis, dos
parafusos, assim como na chapa no topo e na base dos pilares. O elemento C3DS8R,
representado na Figura 3, conforme biblioteca do ABAQUS, trata-se de um elemento
continuo (C), tridimensional (3D), com oito nds (8) e integracdo reduzida (R). Apresenta

formacao linear e trés graus de liberdade de translacdo em cada né.

Sl

Figura 3 - Esquema do elemento finito C3D8R. Laim et al. (2011)
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2.3 Malha de elementos finitos

Os pilares de aco formado a frio foram discretizados em malhas de 10 x 10 x 10 mm,
para o perfil 2 e 15 x 15 x 15 mm para 22. A malha dos pilares 22 teve suas dimensdes
aumentadas em relacdo ao perfil de secdo 2, para que o tempo de processamento de
calculo do mesmo ndao aumentasse, tendo em vista que apds estudo de refinamento
de malhas, constatou-se que ndo haveria melhoria significativa nos resultados da
andlise. J4 para os parafusos foi adotada uma malha com a dimensado de 2 x 2 x 2 mm.
Portanto para cada pilar £ e 23 (sem protecdo) foram gerados aproximadamente
41914 e 22648 elementos, conectados entre si por 49020 e 33615 nos,
respectivamente. Ja para o pilar ¥ e 2I (com protecdo) foram gerados
aproximadamente 110920 e 43143, conectados entre si por 133792 e 68310 nds,
respectivamente. Enfim, a malha gerada para os parafusos, os subdividiu em 162
elementos interligados a 253 nds. Na Figura 4 é apresentada a discretizacdo da malha

de elementos finitos nos perfis Z e 2%, e no parafuso.

(b) (c)
Figura 4 — Malha de elementos finitos (a) Perfil Z (sem protec¢do), (b) Perfil 2% (com

protec¢ao) e (c) parafuso.

2.4 Propriedades do material

Para o modelo em estudo foi adotado que o material tem comportamento nao linear e

isotropico, e superficie de escoamento de von Mises.
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Quando se considera que a estrutura sofrera deformacdes finitas, na curva tensao x,
deformacdo deve ser considerada as tensGes e deformacdes calculadas com base na
geometria real da estrutura deformada. As tensdes (o) e deformacdes (g) reais sdo
dadas por:

€=1In(€nom + 1) (Equacao 1)

0 = Onom.(1+ €nom) (Equacao 2)
No ABAQUS o comportamento plastico do material é considerado e definido por essas
medidas, com a tensdo real relacionado a parcela plastica da deformacao real, PEREIRA
(2018).
Essas secOes foram fabricadas a partir de chapas de ag¢o estruturais S320GD + 7275
(com resisténcia nominal de 320 MPa, e resisténcia a tracdo de 390 MPa e mddulo de
elasticidade de 210 GPa, pré-galvanizado com uma espessura padrao de revestimento
de zinco de 0,04 mm (275 g / m?) por laminagdo a frio.
Com objetivo de considerar as degrada¢cdes mecanicas dos materiais submetido a
temperatura elevadas foram aplicados a resisténcia ao escoamento e o mdédulo de
elasticidade os fatores de minoracdo de suas propriedades estabelecidos no EN3 parte
1-2. As curvas tensdao-deformacdao do aco S320 s3o apresentadas na Figura 5, para
varias temperaturas.
O coeficiente de Poisson e peso especifico do aco foram considerados com os valores
constantes de 0,3 e 7850 kg/m3, respectivamente, e foram desprezadas as tensdes

residuais do material.

350 20°C
- :’ — = =100°C
| _+—— ——200°C
& 250 300°C
E o
% 200 — 400°C
QD
& . ———500°C
o 150 p
' !(/ ——600°C
| o
2 100 —— 700°C
- <l —— 800°C
— -
0 ———1000°C
-278E-170005 001 0015 002 0025 003 0035 004
—1100°C

Deformacéo Real

Figura 5 - Diagrama tensdo real x deformacdo real para o ago S320.
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2.5 Condigdes de Contorno, Carregamento e Contato.

As condicdes de contorno foram aplicadas sobre as placas modeladas na base e no
topo do elemento, que tinha como objetivo evitar a concentracdao de esforcos na alma
do elemento. Para o modelo utilizado na validagao (pilar sem protecdo), foi aplicada na
chapa superior ainda uma restri¢cdo axial de aproximadamente 30 kN/mm, assim como
restringido os demais graus de liberdade de translacdo dos nds localizados da linha
média, na face externa de cada chapa, em que se buscou simular a condicdo de um
pilar birrotulado, conforme Figura 4(a). Ja para o pilar com revestimento contra fogo
tipo caixa, Figura 4(b), na chapa superior foi restringido todos os graus de liberdade de
translacdo, com excecdo da direcdo vertical, e na chapa inferior foram restringidos
todos os graus de liberdade de translagdo (restricdo aplicada na linha média da face
externa da chapa).

Foi aplicado um carregamento axial conforme experimento, correspondente a 50 % de
Nb,rd, que é a forga axial resistente de calculo a temperatura ambiente, calculada de
acordo com o EN 3, partes 1.1, 1.3 e 1.5, onde o valor de Nprq varia de acordo com as
condicdes de contorno, propriedades geométricas da se¢do transversal e comprimento
do elemento. Essa forca foi intitulada como (Pg), simulando uma forca de servico. Esta
foi aplicada no centro da chapa que estava no topo do pilar.

Para simular a acdo térmica no modelo foram utilizados dois tipos de superficies ao
redor dos pilares sem revestimento (PSR) e ao redor do revestimento contra fogo dos
pilares protegidos (PP), denominadas filmcondition e radiation, que representam os
fendbmenos de convecgdao e radiagao, respectivamente, com uma emissividade
resultante do perfil de aco de 0,3, devido a superficie espelhante dos perfis de aco
formado a frio, adquirida pelo revestimento de zinco. Para os PSR foi utilizada a curva
de aquecimento do forno de Mota (2016), ja para os PP aplicou-se a curva do incéndio-
padrdo ISO-834. As propriedades térmicas adotadas no modelo numérico para o
concreto de protecdo foram a densidade, a condutividade e o calor especifico,
calculadas de acordo com as expressdes da ABNT NBR 15200:2012, e emissividade
adotada de 0,95. As espessuras analisadas do revestimento contra fogo, em placas de
concreto pré-moldado, foram de 10, 20 e 30 mm. Este intervalo de valores contempla
as espessuras comercialmente utilizadas para protegao de estruturas.

Considerou-se que:
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e As propriedades térmicas da protecao variavam de acordo com a temperatura
ao longo do aquecimento;
e Entre a protecdo e o perfil de aco ndo ha perda de calor, mesma consideracao
feita pela ABNT NBR 14323:2013.
Para o coeficiente de transferéncia de calor por conveccdo foi adotado para efeitos
praticos, o valor de 25 W/m?2.
O contato entre as superficies do perfil 2%, assim como o revestimento de protecdo e o
perfil, foi modelado com comportamento " TIE " simulando assim o contato perfeito,
para que ndo houvesse perda de calor e fosse feita a transferéncia de temperatura por

conducdo do aco.

2.6 Métodos de analise

A analise numérica no ABAQUS foi realizada em duas fases, sendo primeira a térmica
onde se obteve o desenvolvimento das temperaturas dos pilares ao longo do tempo,
quando submetido a taxa de aquecimento da curva do incéndio-padrao 1SO-834
(pilares com protecdo) e a curva da temperatura do forno de Mota (2016) (pilares sem
protecdo). Em seguida foi feita a analise mecanica submetida a forca axial, e a acdo
térmica feita na fase anterior, com o parametro de ndo linearidade geométrica
ativado, para que fosse considerado o efeito de grandes deslocamentos. Esse tipo de
andlise realizada em mais de uma fase é denominado de andlise sequencial (Thermal-
MechanicalAnalysis), cujo objetivo principal é reduzir o tempo computacional de
processamento, e produz resultados semelhantes aos obtidos na andlise acoplada

(CoupledThermal-MechanicalAnalysis), ROCHA (2014).

2.7 Comparagao entre os resultados numéricos, experimentais e método
simplificado (MS).

2.7.1 Pilar de aco sem revestimento contra fogo

Nas Figuras 6(a) e 6(b) sdo realizadas comparacdes da temperatura média na secdo 3

dos pilares ensaiados de forma experimental, assim como os resultados da analise

numérica e do método simplificado (MS) da ABNT NBR 14323:2013. J4 na Figura 7, é

analisada a temperatura média de toda coluna. Como pode ser visto todas as curvas

numéricas apresentaram comportamento idéntico aos obtidos experimentalmente.
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Em relacdo a curva do MS nas Figuras 6 (a) e (b), aproximadamente a partir do instante
5,5 minutos, apresentam temperaturas acima do valor das curvas numérica e
experimental nos mesmos instantes, mantendo-se a favor da seguranca, sendo assim

aceitavel o resultado.
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Figura 6 - Evolucdo da temperatura média na se¢do S3 no perfil Z (a) e 2Z (b)
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Figura 7 - Evolucdo da temperatura média no pilar.

A Figura 8 mostra a evolucdao dos deslocamentos laterais no pilar de agco formado a
frio, em fungdao do tempo de incéndio e altura.

Os deslocamentos laterais foram medidos na analise do perfil ¥ nos tempos 0, 2, 4 e
5,88 minutos. Ja para o perfil 2% os tempos foram 0, 2, 4, 6 e 6,37 minutos. Assim como
no resultado da andlise térmica, os resultados mecéanicos numéricos também

apresentaram comportamentos semelhantes aos obtidos no modelo experimental.
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Figura 8. Deslocamento lateral na direcdo do eixo de menor inércia: (a) 2 e (b) 2 X
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Em seguida é apresentada na Figura 9 a comparacdao da evolucdo das forcas de
restricdo, pelo diagrama P/P0O, tendo em vista que foi considerada uma restricdo axial
de 30 kN/mm, como citado na se¢do 2.5 deste artigo, na analise experimental e
numérica, e a partir de seu resultado é definida a falha no pilar que ocorre quando a

forca resistente, apds sofrer um acréscimo, retorna ao seu valor inicial.

2 2 ‘

18 // \ 18
o 16 / \ o 1,6
a14 I - N a 1,4

1.2 a 12 s,

0 50 100 150 200 250 300 0 50 100 150 200 250 300
Temperatura (° C) Temperatura (°C)
......... % -Exp ¥ - Num seeens 23 - Exp 2% - Num

Figura 9. Comparacdo do resultado experimental e numérico, relagdo P/PO.

Observa-se que a temperatura critica (Bcri), temperatura a partir da qual o pilar deixa
de apresentar capacidade resistente ao carregamento solicitado, assim como o tempo
critico (tcri), instante de tempo em que ocorre a temperatura critica, para ambas as
secOes na analise numérica apresentaram resultados semelhantes aos obtidos no

modelo experimental, como pode ser visto na Tabela 1.

Tabela 1 - Comparacdo entre resultados experimentais e numéricos.

Secdo | tcri- Exp (min) | tcri- Num (min) | Bcri-Exp (° C) | Ocri- Num (°C) | % Erro - tcri
b} 5,88 5,52 264,05 237,5 6%
22 6,37 6,72 190,13 200 5%

Os resultados numéricos e experimentais foram semelhantes, portanto pode-se
afirmar que o modelo numérico é vélido, prevendo assim o comportamento térmico e
mecanico de pilares de aco formado a frio carregados axialmente e com restricdo a
dilatacdo térmica. De um modo geral, o modelo numérico pode ser utilizado para

prever o comportamento de pilares de ago formado a frio, e com boa precisao.
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2.7.2 Pilar de ago com revestimento contra fogo
Nesta secdo, é apresentado o resultado da andlise do comportamento em situacdo de
incéndio dos pilares de aco formados a frio com revestimento contra fogo tipo caixa de
placas de concreto pré-moldado. O concreto moldado “in loco” (e também o concreto
pré-moldado) tem sido utilizado como protecdo antitérmica desde os primdrdios da
construcdo em aco (FREITAG, 1899). Elas oferecem uma solugdo esteticamente
adequada a grande numero de situacGes e a um custo relativamente pequeno (SILVA
et al.,, 2008). O Pilar foi aquecido em todo seu comprimento, conforme a curva de
incéndio-padrao da I1SO-834, onde foi feita uma comparacdo entre o modelo numérico
e o método simplificado da ABNT NBR 14323:2013.
Nas Figuras 10(a) e 10(b) sdo apresentadas comparacdes da média da evolugdo das
temperaturas na secdo S3 do pilar, obtidas pelo modelo numérico e pelo (MS) ABNT
NBR 14323:2013.
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Figura 10 - Evolucdo da temperatura média na sec¢do s3 no perfil X (a) e 22 (b)
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Observa-se que, para ambos os perfis, o desenvolvimento da temperatura no ago
tende a divergir com o aumento do tempo de exposicdao ao fogo do material de
protecao, apresentando o valor mais acentuado para o MS, mostrando que o mesmo é
conservador para representar a evolucdao das temperaturas dos perfis de aco com
revestimento contra fogo tipo caixa submetido ao incéndio.

Na figura 11 é mostrada a evolucdo do deslocamento axial no topo dos pilares de AFF

com revestimento contra fogo para os dois tipos de perfis em estudo.
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A andlise do resultado mecanico, obtido pelo modelo numérico, permite facilmente a
determinacdo da resisténcia ao fogo dos pilares através dos critérios de falha da ISO-
834, ou seja, o pilar falha quando o deslocamento axial atinge o valor de L/100 ou a
taxa de deslocamento axial atinge o valor de 3L/1000, onde L é o comprimento inicial
do pilar, em milimetros.
Nesta analise, o modelo numérico apresentou resultados ja esperados, como:

e Maior tempo de resisténcia ao fogo (TRF) para o perfil 22 em comparagao com

o perfil 2, tendo em vista possuir um menor fator de massividade;
e A resisténcia ao fogo tende a crescer consideravelmente com o aumento da

espessura do revestimento contra fogo.
Os valores do tempo de resisténcia ao fogo para o MS e o método avancado (modelo
numérico), sdo apresentados na Tabela 2, de acordo com a espessura do revestimento

contra fogo adotada e o tipo de secdo.

Tabela 2 — Tempo de resisténcia ao fogo dos pilares com revestimento contra fogo.

2 2>
Pilar MS Numérico MS Numérico
(min.) (min.) (min.) (min.)
Revestimento de 10 mm 13,5 22 16,5 40
Revestimento de 20 mm 26,5 33 30 54
Revestimento de 30 mm 38 47,5 41 74

3 Conclusoes

O artigo apresentou um modelo numérico, para andlise de pilares de aco formado a
frio em situacdo de incéndio, sem e com revestimento contra fogo, desenvolvido com
base no método dos elementos finitos, utilizando elementos do tipo sélido e
aproximacgdo linear. Seus resultados foram validados através da comparagdao das
analises térmicas, deslocamentos laterais e evolucdo das forgas de restricdo, com os
resultados obtidos experimentalmente por Mota (2016). Apds a validagdo do modelo
sem revestimento, foi apresentada uma comparacao do modelo numérico com
revestimento contra fogo em placas de concreto pré-moldado e o MS na ABNT NBR

14323:2013, para a evolugao das temperaturas e deslocamento axial no topo do pilar,
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quando o perfil é submetido a temperatura elevadas. Diferentes tipos de espessuras
de revestimento contra fogo tipo caixa (10, 20 e 30 mm) foram analisadas.

A partir dos resultados das analises realizadas, podem ser extraidas as seguintes
conclusdes:

e Como a concordancia entre os resultados numéricos e experimentais foram
semelhantes, pode-se afirmar que o modelo numérico é valido e com boa
precisao, prevendo assim o comportamento térmico e mecanico de pilares
formado a frio carregados axialmente com/sem restricdo a dilatacdo térmica,
em situacdo de incéndio.

e O método simplificado da ABNT NBR 14323:2013 mostrou-se conservador
quanto ao TRF dos perfis 22 de ago formado a frio com revestimento contra
fogo.

e Tanto a revestimento contra fogo do perfil £, quanto para o 23 aumentaram
consideravelmente o tempo de resisténcia ao fogo dos pilares. Nos casos
analisados para o perfil 2, a cada 10 mm acrescido na espessura,
aproximadamente aumenta-se 1,5 vezes o tempo de resisténcia ao fogo. Ja
para o perfil 22 esse coeficiente passou a ser aproximadamente 1,35.

Tendo do em vista a validade do modelo numérico, o mesmo pode ser utilizado para
futuras andlises paramétricas, alterando a forca aplicada, a altura e os tipos de

rotulagdo, por exemplo, ndo necessitando recorrer a ensaios experimentais.

Analises numéricas adicionais estdo sendo conduzidas em vigas de aco formado a frio
em situacdo de incéndio para se formular um entendimento racional, e da mesma
forma como apresentado neste trabalho comparar com o método simplificado de

calculo da ABNT NBR 14323:2013.
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Load capacity of concrete filled steel tube columns under eccentric loads

Resumo

O presente trabalho apresenta o desenvolvimento de uma metodologia para analise
numeérica de pilares mistos preenchidos de secdo quadrada submetidos a flexo-
compressdo. Para a modelagem foi utilizado o pacote computacional Ansys® versio
15.0 e o modelo numérico foi validado utilizando resultados experimentais. Sao
discutidos aspectos importantes da escolha dos elementos finitos, malha e forma de
aplicagdo da forga, bem como os modelos constitutivos de aco e concreto. Apds
validado, o modelo numérico foi utilizado para avaliar a influéncia da resisténcia ao
escoamento do aco e da excentricidade da forca aplicada na capacidade resistente do
pilar misto preenchido.

Palavras-chave: pilares mistos preenchidos, sec¢Go quadrada, modelo numérico, forca
excéntrica, resisténcia ao escoamento do ago.

Abstract

This paper reports the development of a methodology for the numerical analysis of the square
concrete filled steel tube composite columns under eccentric loads. The software Ansys was
used to develop the numerical models, which were validated using experimental results.
Aspects as type of finite elements, mesh, load application and constitutive models of materials
are considered in the present paper. After validation, the numerical model allowed evaluating
the influence of the yielding strength of the steel and the eccentricity of the applied load on
the load capacity of the composite columns.

Keywords: concrete filled steel tube column, square section, numerical model, eccentric load,
yielding strength of steel.
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1 Introducao

Pilares mistos de aco e concreto sdo muito utilizados em paises da Europa, América e
Asia, porém no Brasil sua utilizagdo ainda é bastante timida. Isso deve-se a uma série
de fatores dentre os quais se destacam o conservadorismo do setor da construgao civil
e o desconhecimento de engenheiros civis e arquitetos de solugbes estruturais em
elementos mistos de aco e concreto. Os pilares mistos de aco e concreto sdo
caracterizados pela associagdo de perfis de agco e concreto estrutural simples ou
armado a depender do tipo de pilar misto, de maneira a formar uma secdo resistente.
Nesse sistema, a combinacdo de aco e concreto visa tirar partido da resisténcia
mecanica dos referidos materiais a saber, resisténcia a compressdo do concreto e a
tracdo do aco, em um unico elemento estrutural. O concreto é um material estrutural
com elevada resisténcia a compressao e quando associado ao concreto na forma de
elemento misto, colabora com a protecao do aco em altas temperaturas e minimiza as
instabilidades locais dos perfis de aco. J& o perfil de aco é um componente
industrializado que apresenta grande precisdao dimensional e (redundante) e elevada
resisténcia a tracdo. Além disso, a ductilidade do aco melhora as caracteristicas frageis
do concreto, sobretudo daqueles de alta resisténcia tornando a associacdo aco-
concreto na forma de pilares mistos uma excelente alternativa para elementos
predominantemente comprimidos. Em relacdo ao processo construtivo, esse tipo de
elemento estrutural confere rapidez de execucgdo, flexibilidade, liberdade na
concepcao estrutural, leveza, compatibilidade com outros materiais e uso racional de
materiais. Dentre os pilares mistos, destaca-se o do tipo preenchido, caracterizado

pelo preenchimento do perfil tubular de aco por concreto (Figura 1).

Figura 1 - Secao transversal caracteristica dos pilares mistos preenchidos

Os primeiros documentos relatando estudos de pilares mistos preenchidos foram
divulgados na década de 1960 (KNOWLES; PARK, 1969) e trazem resultados de ensaios

realizados com elementos submetidos a compressdo centrada. Desde entdo, varios
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estudos tedricos e experimentais vém sendo realizados; como exemplos citam-se Uy
(1998), Hu et al. (2003), Sakino et al. (2004), Wang et al. (2012) e Hafiz (2016). Porém,
somente a partir da década de 1990 é que sdo divulgados os primeiros estudos

voltados para a modelagem numérica desses elementos estruturais.

A modelagem numérica é uma técnica que consiste na construcdo de modelos
numéricos e calibracdo destes frente a resultados experimentais para posterior
utilizacdo em analises de situa¢cdes ndo avaliadas experimentalmente visando a
extrapolacdao dos resultados experimentais. Neste contexto, destacam-se autores
como, Ellobody e Young (2006) e Masoudnia et al. (2011), Singh e Gupta (2013) e
Kurian et al. (2016). Por exemplo, Ellobody e Young (2006) apresentam resultados de
simulacdo numérica realizada no pacote computacional ABAQUS® e Masoudnia et al.
(2011), resultados obtidos utilizando o pacote computacional LUSAS®. Ambos
consideraram pilares preenchidos submetidos a compressdo centrada. Estudo
paramétrico permitiu avaliar a influéncia de parametros geométricos como a esbeltez
do pilar preenchido de se¢dao quadrada e a espessura do perfil aco (MASOUDNIA et al.,
2011). A exemplo de Ellobody e Young (2006), Singh e Gupta (2013) também utilizaram
a ferramenta computacional ABAQUS® para avaliar o comportamento de pilares
preenchidos. Os autores desenvolveram estudos numéricos com 16 modelos de pilares
preenchidos de secdo retangular submetidos a compressdo axial. O aco do perfil
tubular foi discretizado considerando material com comportamento elasto-plastico
perfeito e mddulo de elasticidade variando entre 182 a 213 GPa. O critério de
plasticidade de “Drucker Prager” foi adotado para descrever o comportamento do
concreto confinado. Em relagdo a interagdo entre os materiais, foi utilizado um
coeficiente de atrito de 0,25. O elemento finito utilizado foi C3D8, elemento com 8 nds
e 3 graus de liberdade por né. Os modelos numéricos desenvolvidos foram capazes de
reproduzir com excelente aproximagdao o comportamento observado nos ensaios

experimentais existentes na literatura.

Trés anos mais tarde, Kurian et al. (2016) desenvolveram um modelo numérico no
pacote computacional ANSYS® objetivando avaliar o comportamento de pilares
preenchidos com seg¢les circulares e quadradas submetidos a carregamentos axiais

centrados. Foram utilizados elementos SOLID65 para o concreto e elementos
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SHELL181 para o ago. A superficie de contato entre os materiais foi modelada
utilizando elementos de contato e adotando coeficiente de atrito de 0,25. Apds a
validacdo do modelo numérico foi realizado um estudo paramétrico com 8 pilares
mistos preenchidos em que foi avaliada a influéncia de algumas resisténcias a
compressdo do concreto na capacidade resistente da pilar. As principais conclusées
foram que as deformagdes nos pilares preenchidos decrescia de 10 a 15% com o
aumento da resisténcia a compressdo do concreto. As deformacdes também eram
influenciadas pela forma da se¢do: circular ou quadrada. A se¢do circular apresentou
melhor comportamento frente as deformacdes do que a secdo quadrada devido a

maior eficiéncia do efeito de confinamento nesse tipo de segao.

No ambito nacional, os estudos abordando pilares mistos preenchidos de secdo
quadrada ainda sdo bastante incipientes oferecendo um vasto campo a ser estudado.
Dentre os estudos brasileiros destacam-se: De Nardin (1999), De Nardin (2003),
Queiroz (2003), Oliveira (2008), Neuenschwander et al. (2014) e Dias et al. (2016). A
exemplo, De Nardin (1999) apresentou um estudo numérico e experimental buscando
avaliar o comportamento do pilar misto preenchido axialmente comprimido. Foram
desenvolvidos cinco modelos numéricos por meio do pacote computacional ANSYS®.
Para a modelagem dos pilares preenchidos foi empregado o elemento SOLID45. Para o
concreto foi utilizado um modelo constitutivo denominado multilinear isotrépico
(MISQ) e para o aco considerou-se um modelo elasto-plastico perfeito denominado
bi-linear isotrépico (BISO), ambos do ANSYS®. Os valores referentes a tensbes e
deformacOes para composicdo dos modelos constitutivos foram determinados
experimentalmente. Apds validado, o modelo numérico permitiu realizar inUmeras

andlises de comportamento do pilar misto preenchido axialmente comprimido.

Na sequéncia, Queiroz (2003) realizou um estudo numérico com pilares mistos de aco
e concreto preenchidos e parcialmente revestidos submetidos a compressao e a flexo-
compressdo com o objetivo de expor e discutir os inUmeros aspectos envolvidos na
modelagem como por exemplo a influéncia de alguns modelos constitutivos e
elementos finitos presentes no ANSYS®. O autor concluiu que tanto o elemento
SOLID65 quanto SOLID45 sao ideais para discretizar o concreto em pilares preenchidos.

No mesmo ano, De Nardin (2003) desenvolveu um estudo visando avaliar o
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comportamento de pilares mistos preenchidos sob compressdao excéntrica. Ao todo
foram ensaiados 13 pilares, cujos valores de forca ultima foram comparados aos
valores provenientes da simulagao numeérica realizada via pacote computacional CFT.
Apos validado, o modelo numérico foi utilizado para avaliar a influéncia de parametros
como resisténcia a compressao do concreto, resisténcia ao escoamento do aco,
excentricidade da forga axial, eixo de flexdo e relacdo lado/espessura na capacidade
resistente do pilar preenchido. Posteriormente, Oliveira (2008) realizou um estudo
numérico-experimental a fim de investigar o efeito de confinamento em pilares mistos
preenchidos de sec¢des circulares submetidos a compressdo centrada. A modelagem
numeérica foi realizada no pacote computacional DIANA®. Para modelagem do nucleo
de concreto e parte interna do perfil tubular foram utilizados elementos sélidos PE6
TP18L. Para a modelagem do perfil de agco foram utilizados elementos solidos HE8
HX24L. Além disso utilizou-se também elementos 1S44 Q24IF para modelagem da
interface entre os materiais. Apds a validacdo o modelo numérico foi utilizado para
estimar a capacidade resistente de pilares mistos preenchidos de se¢do quadrada

mostrando boa correlacdo com os resultados experimentais.

Em Neuenschwander et al. (2014) foi realizado um estudo numérico-experimental
onde foi ensaiado um pilar misto preenchido de secdo quadrada submetido a
flexocompressdo. Foram avaliados parametros como a excentricidade da carga,
capacidade resistente do pilar e comportamento da placa de base. Sequenciando os
ensaios experimentais foi realizada a modelagem numérica no ABAQUS®. Por fim, Dias
et al. (2016) realizaram um estudo numérico com o objetivo de analisar o
comportamento de pilares mistos preenchidos com concreto de alto desempenho
submetidos a flexocompressdao. A modelagem foi realizada por meio do pacote
computacional ANSYS®. O perfil de aco foi discretizado utilizando elemento SHELL181
e o concreto utilizando elemento SOLID65. O comportamento do aco do perfil foi
considerado multilinear isotrépico com plasticidade definida pelo critério de Von Mises
e comportamento uniaxial definido com base na curva proposta por Maggi (2004). O
comportamento uniaxial do concreto foi representado pela curva tensdo-deformacao
proposta na ABNT NBR 6118 (2004) com critério de falha de “Willam-Warnke”. Foram

analisados 332 modelos numéricos de pilares mistos preenchidos. Os resultados foram
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comparados aos das normas ANSI/AISC 360-10 (2010) e ABNT NBR 8800 (2008). O
presente trabalho tem por objetivo o desenvolvimento de um modelo numérico que
represente o comportamento do pilar misto preenchido de se¢do quadrada submetido
a flexocompressdo e que seja capaz de prever sua capacidade resistente. Para isso foi
utilizado o pacote computacional ANSYS® versdao 15.0 e para validacdo do modelo
numérico foram utilizados alguns resultados de De Nardin (2003). Apds validado, o
modelo numérico foi utilizado para avaliar a influéncia da excentricidade da forca
aplicada e da resisténcia ao escoamento do aco no comportamento e na capacidade

resistente de pilares mistos preenchidos de se¢do quadrada.

2 Caracteristicas do Modelo Fisico ensaiado por De Nardin (2003)

O elemento estrutural aqui tratado consiste em um pilar preenchido de secdo
quadrada com 150x150mm, perfil tubular de aco com 3mm de espessura e 1200 mm
de altura (Figura 2). Os perfis foram obtidos a partir de chapas de aco do tipo SAE
1020, cortadas e dobradas formando dois perfis U, os quais foram soldados com solda
do tipo MIG a fim de se obter a secdo tubular quadrada. A forca excéntrica foi aplicada
por meio de chapas de 25,4mm de espessura fixadas nas extremidades do pilar misto.
Para evitar a ocorréncia de ruptura prematura por concentragdo de tensdes foi
utilizada armadura de fretagem nas extremidades do pilar, na regido de introducao da

forga excéntrica.
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Figura 2 — Caracteristicas do modelo fisico ensaiado por De Nardin (2003)

As propriedades mecanicas dos materiais do modelo ensaiado por De Nardin (2003)

sdo apresentadas na Tabela 1 e foram determinadas por meio de ensaios de
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caracterizagdo e utilizadas no desenvolvimento da modelagem numeérica do presente
trabalho. Apenas o mddulo de elasticidade do ago ndo foi determinado

experimentalmente, tendo sido adotado o valor sugerido pela ABNT NBR 8800 (2008).

TABELA 1 — Propriedades mecanicas dos materiais utilizados no modelo fisico (DE

NARDIN, 2003)

Material | Resisténciaa | Resisténcia | Mddulo de | Resisténciaao | Resisténcia
Compressao a Tracao Elasticidade | Escoamento ultima
(MPa) (MPa) (MPa) (MPa) (MPa)
Aco - - 200.000 2114 315,9
Concreto 52,84 3,33 31.514 - -

3 Modelo numérico

3.1 Elementos finitos e construgdo do modelo

Para a modelagem dos pilares mistos preenchidos foram utilizados trés tipos de
elementos finitos disponiveis da biblioteca do pacote computacional ANSYS®:
elementos volumétricos SOLID65 e SOLID45 e elemento de casca SHELL181. O nucleo
de concreto foi discretizado utilizando o elemento volumétrico SOLID65 que possui 8
nds com trés graus de liberdade por nd (translacdo nos eixos x, y e z). Esse elemento
permite simular a fissuracdo do concreto a tracao (nas trés direcdes ortogonais) e o
esmagamento a compressao, possibilitando a consideracdo da nao linearidade fisica.
As chapas de aplicagdo de forga foram discretizadas com elementos tridimensionais
SOLID45 (Figura 3). Esse elemento também possui 8 nds e 3 graus de liberdade por no;
trata-se de um elemento bastante similar ao SOLID65, porém ndo permite simular
algumas caracteristicas tipicas do concreto como fissuragdo e esmagamento. E ideal
para promover a distribuicdo do deslocamento aplicado na face superior do pilar
preenchido. O perfil de aco foi discretizado utilizando o elemento de casca SHELL181
gue possui 4 nds com 6 graus de liberdade em cada né (translagdo e rotacdo nos eixos
X, y e z). O elemento SHELL181 é adequado a modelagem de placas e cascas de
paredes finas apresentando bom desempenho na simulagdo de deformagdes lineares e

nao-lineares e na ocorréncia de tensdes distribuidas.
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Figura 3 — Chapas de aplica¢do de forga

3.2 Modelos Constitutivos e Propriedades Mecanicas dos Materiais

As curvas tensdo vs. deformacdo do concreto foram definidas com base na curva
sugerida pelo Eurocode 2 Parte 1-1 (2004), ilustrada na Figura 4a. O Coeficiente de
Poisson do nucleo de concreto foi adotado igual a 0,2 e para o modulo de elasticidade
foi utilizado o valor determinado experimentalmente (Tabela 1) e igual a 31514 MPa. O
aco dos perfis foi representado pela curva tensdo vs. Deformacdo ja utilizada por Tineo
(2016) e ilustrada na Figura 4b. Foi considerado mdédulo de elasticidade para o aco

equivalente a 200000 MPa e Coeficiente de Poisson igual a 0,3.

3.3 Condigoes de vinculagao

No modelo numérico em questdo foram aplicadas condi¢Ges de contorno nas faces da
chapa de ag¢o e estas foram conectadas ao pilar. Para representar a vinculagao da
extremidade inferior do pilar foram impedidos os deslocamentos dos nds da face
inferior da chapa em todas as dire¢des (x, y e z). Na extremidade superior foram
restritos os deslocamentos nas direcGes x e y em todos os nds da face superior da

chapa de aco e foi aplicado deslocamento prescrito na dire¢ao z (Figura 5).
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Figura 4 — Modelos constitutivos dos materiais utilizados na modelagem

a) Face superior do Pilar b) Face inferior do Pilar

Figura 5 — CondigGes de Contorno aplicadas ao modelo numérico

Observando varios estudos voltados para a modelagem numérica de pilares
preenchidos como o de DIAS et al. (2016) optou-se pelo Método de Newton-Raphson
completo com critério de convergéncia em deslocamentos. Foi aplicado deslocamento
vertical levemente maior que o maximo registrado no ensaio e este foi aplicado em
incrementos; como critério de parada foi considerada a perda de convergéncia do

modelo.
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3.4 Anadlise de parametros que interferem na modelagem numérica

Levando em consideragdo alguns fatores ja definidos anteriormente como os tipos de
elementos finitos e os modelos constitutivos dos materiais, alguns outros parametros
sdo avaliados isoladamente de forma que a interpretacdo da influéncia de cada um
deles seja mais facil de ser visualizada. Na Erro! Fonte de referéncia nao

encontrada.tem-se um resumo dos parametros avaliados.

Tabela 2 — Parametros avaliados na modelagem numérica

Identificagao Parametros Varidveis
Mecanismo de Aplicagdo de Forga | Densidade da malha | Aplicagdo de
Forga/Desloc.
Exemplar 1 Deslocamento aplicado 1810 elementos e Deslocamento
diretamente na extremidade do 2416 nds
modelo
Exemplar 2 Utilizagao de uma Chapa de Ago 1810 elementos e Deslocamento
resistente nas extremidades. 2416 nds
Exemplar 3 Utilizagao de Concreto mais 1810 elementos e Deslocamento
resistente (75MPa) nas 2416 nos
extremidades do pilar.
Exemplar 4 Utilizacdo de Concreto mais 1810 elementos e Forca
resistente (75MPa) nas 2416 nos
extremidades do pilar.
Exemplar 5 Utilizagao de Concreto mais 1610 elementos e Deslocamento
resistente (75MPa) nas 2172 nods
extremidades do pilar.
Exemplar 6 Utilizacdo de Concreto mais 36090 elementos e | Deslocamento
resistente (75MPa) nas 38604 nos
extremidades do pilar.

No processo de validacdo do modelo numérico, a partir da analise da influéncia de um
determinado parametro, o mesmo passa a ser mantido fixo para as analises
posteriores. A fim de avaliar qual o melhor mecanismo de aplica¢ao de deslocamento
no modelo numérico trés situacdes foram consideradas: aplicacdo de deslocamento
diretamente no modelo (Exemplar 1), aplicacdo de deslocamento por meio de uma
chapa de ago (Exemplar 2) e utilizagdo de concreto mais resistente na regido de
aplicacdo de deslocamentos (Exemplar 3). Mais detalhes sobre cada um dos
exemplares sdo encontrados na Tabela 2. Na Figura 6 sdo apresentados os resultados
obtidos considerando as trés situacGes descritas. De acordo com os resultados

mostrados na Figura 6, a melhor representacdo dos resultados experimentais foi
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obtida para o Exemplar 3 em que foi utilizado concreto mais resistente (75 MPa) numa
altura de 12 cm nas duas extremidades do pilar para impedir a ocorréncia de falha

prematura por concentragao de tensdes na regido de aplicagao de deslocamento.

Como esperado, o Exemplar 1 apresentou concentracdo de tensGes na regido de
aplicacdo de deslocamento atingindo uma forca ultima bastante inferior a do modelo
experimental enquanto o Exemplar 2 apresentou valores de for¢a ultima bastante
superiores ao modelo experimental. J& o Exemplar 3 apresentou uma trajetoria de
comportamento bastante similar a experimental. Cabe lembrar que no Exemplar 3, a
fim de evitar a ruptura prematura devido a concentracdo de tensGes na regido de
aplicacdo do deslocamento, foi utilizado o artificio de aumentar a resisténcia das
regioes de extremidade (superior e inferior) do modelo por meio da utilizacdo de
concreto mais resistente (Figura 7). Esta solugdo apresentou menor grau de
complexidade que a modelagem da armadura de fretagem utilizada no modelo fisico,
porém se mostrou capaz de produzir resultados experimentais de forma satisfatéria.
Na Figura 7 é apresentada a disposicdo dos concretos de 75MPa e 52,8MPa no nucleo

do modelo cuja forma de aplicacdo de carga se demonstrou mais eficiente (Exemplar

3).
1200
_ 1 2
.--".___-. B *
__ 1000 ——
= ~
= 800
=
E 600
=3
I —4— Resulado Experimenta
8. 400 o
E :.te plar 3
200 —s— Exemiplar 2
—— Exemplar 1
0
] 2 4 i 8 10

Deslocamento lateral no meio do vio (mm)

Figura 6 — Influéncia da forma de aplica¢dao do deslocamento

Outro parametro avaliado foi a aplicacdo de forca (Exemplar 4) ou de deslocamento
prescrito (Exemplar 3), porém a primeira opc¢do produziu resultados bem superiores

aos experimentais (Figura 8).
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Figura 7 — Disposi¢ao dos concretos de 75 MPa e 52,8 MPa no ntcleo do pilar

Dessa forma, conclui-se que a aplicagdo de deslocamentos no topo do pilar produz
resultados mais representativos em relacdao ao modelo fisico de referéncia. Embora no
modelo experimental tenha sido aplicada forca com controle de deslocamento,
observa-se uma maior estabilidade e convergéncia do modelo numérico quando se faz
a aplicacdo de deslocamentos em substituicdo a forca. Isso deve-se aos métodos de
convergéncia e de aproximacdo de forcas e deslocamentos utilizados pelos modelos

numéricos baseados em elementos finitos.
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Figura 8 — Influéncia da aplica¢ao de forga x aplicagao de deslocamento

Por fim, foi avaliada a influéncia da densidade da malha de elementos finitos na
resposta do modelo numérico. Foram selecionadas trés densidades de malhas: pouco
densa (Exemplar 5), medianamente densa (Exemplar 3) e bastante densa (Exemplar 6).

Os trés modelos sdo ilustrados na Figura 9.
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Os resultados apresentados na Figura 10 indicam que as densidades de malha
avaliadas ndo produziram influéncia significativa na resposta do modelo numérico,

especialmente nos exemplares 5 e 6.
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Figura 10 — Influéncia da densidade da malha

Na Tabela 3 é apresentado um resumo dos resultados de forca ultima e deslocamento
lateral obtidos na analise numérica. A partir desses resultados foi selecionado o
modelo numérico com a melhor representatividade para utilizacdo nas analises

paramétricas.

Como pode-se observar na Tabela 3, o Exemplar 6 foi o que apresentou os melhores
resultados em relacdo aos experimentais e, portanto, serda utilizado nas andlises

paramétricas.
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Tabela 3 — Comparacao de resultados: modelos numéricos e experimental

Exemplar F, Exp. Fy Variagdao | Desl. | Desl. | Variagdo | M Exp. M Variagao
(kN) Num. (%) Lat. Lat. (%) (kN.cm) Num. (%)
(kN) Exp. | Num. (kN.cm)

(mm) | (mm)

Exemplar1 | 954,00 | 787,00 | -17,50 6,65 2,70 -59,39 3496,40 | 2573,49 | -26,39

Exemplar2 | 954,00 | 1132,00 | +18,65 6,65 7,43 +11,72 3496,40 | 4237,07 | +21,18

Exemplar3 | 954,00 | 984,64 | +3,21 6,65 8,56 +28,72 3496,40 | 3796,77 | +8,59
Exemplar4 | 954,00 | 1137,00 | +19,18 6,65 11,48 | +72,63 3496,40 | 4716,27 | +34,88
Exemplar5 | 954,00 | 958,00 | +0,41 6,65 4,45 -33,08 3496,40 | 3300,31 | -5,60
Exemplar6 | 954,00 | 921,33 | -3,42 6,65 7,45 +12,03 3496,40 | 3450,38 | -1,31

M: momento fletor
F: forca axial excéntrica

3.5 Caracteristicas do modelo numérico final

Apds a andlise de alguns dos principais fatores que interferem na representatividade
do modelo numérico, verificou-se que o Exemplar 6 foi o mais representativo no que
se refere a relagao Forga aplicada vs. Deslocamento lateral no meio do vao (Figura 11).
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Figura 11 — Resultados do modelo numérico validado

A malha de elementos finitos do perfil de aco foi definida com dimensdes de
10x10x3mm e a do concreto e da chapa de aplicacdo de deslocamento possui
dimensdes de 10x10x10mm (Figura 12). Em relagdo ao mecanismo de aplicagdo de
forca, os melhores resultados foram obtidos com a aplicacdo de deslocamentos
prescritos e a utilizagao de concreto mais resistente em uma altura de 12cm em ambas

as extremidades do pilar.
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a) Vista3D b) Vista Lateral c) Vista Superior

Figura 12 — Representagao grafica do modelo numérico final

4 Analises Paramétricas

Apds a validagdao do modelo numérico, esse foi utilizado na realizagdo de analises
paramétricas nas quais foi avaliada a influéncia de dois parametros na capacidade
resistente do pilar preenchido de secao quadrada submetido a flexo-compressao:
resisténcia ao escoamento do aco e excentricidade da forca aplicada. Trés valores de
resisténcia ao escoamento foram avaliados: 250, 300 e 450 MPa. Também foram
avaliados trés valores de excentricidade da forca aplicada: 20, 30 e 40mm. Nessas
analises foi considerado concreto com resisténcia a compressao de 52,8 MPa para
preenchimento do perfil tubular. Na Tabela 4 é apresentado um resumo dos

resultados obtidos.
o Resisténcia ao escoamento do a¢o

A Figura 13 apresenta a variacdo da capacidade resistente a compressao em funcdo

das diversas resisténcias ao escoamento do ago.
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Tabela 4 — Resultados da andlise paramétrica

Resisténcia ao Excentricidade Forga ultima Deslocamento no Momento
escoamento (f,) MPa (mm) (kN) meio do vao (mm) | dltimo (kN.cm)
20 1069,20 5,74 2752,12
250 30 958,74 7,90 3633,62
40 859,00 9,52 4253,76
20 1113,09 5,23 2808,32
300 30 1001,83 7,49 3755,86
40 899,50 9,19 4424,64
20 1248,83 4,36 3042,14
450 30 1135,40 6,87 4186,21
40 1025,14 8,93 5016,01
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Figura 13 — Influéncia da resisténcia ao escoamento do ago na capacidade resistente

Observa-se que uma variacdo na resisténcia ao escoamento de 250 MPa para 300
MPa, que corresponde a 20% de aumento, resultou em aumento de 4,1% na
capacidade resistente; por outro lado, ao passar de 300 MPa para 450 MPa, aumento
de 50%, a capacidade resistente sofreu aumento de 16,8%. Essa analise foi feita
considerando excentricidade de 20mm. Ou seja, ndo ha proporcionalidade entre o
aumento na resisténcia ao escoamento e o consequente aumento na capacidade
resistente e, para resisténcias ao escoamento mais elevadas, hd um aumento mais
significativo na capacidade resistente a flexo-compressdo. Isso ocorre porque ao

aumentar a resisténcia ao escoamento do ago, aumenta-se a contribuicao do perfil de

do pilar preenchido

aco para a capacidade resistente da se¢dao mista.
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e Excentricidade da forg¢a aplicada
A Figura 14 apresenta a variacdo da capacidade resistente do pilar preenchido para os

trés valores de excentricidade considerados no presente estudo.

1400
m250MPa m300MPz  m450 MPa

1200

=
=
=
=

800

600

Forca Ultima [kN)

400

200

20 30 40
Excentricidade (mm)
Figura 14 — Influéncia da Excentricidade da for¢a na capacidade resistente do pilar

preenchido

Observa-se que para pilares mistos com acos de menor resisténcia ao escoamento o
decréscimo na capacidade resistente devido ao aumento da excentricidade é maior
gue o observado em pilares com maior resisténcia ao escoamento. Isso pode ser
notado comparando os acos com 250 MPa e 450 MPa de resisténcia ao escoamento.
No primeiro caso a excentricidade da forga aplicada passou de 20 para 40 mm e
produziu um decréscimo na capacidade resistente do pilar de 24,47 % enquanto que
para o segundo caso o mesmo aumento na excentricidade da forca resultou em
decréscimo de 21,82 %. Na Figura 15 sdo apresentados os valores de momento ultimo
em funcdo dos parametros avaliados: resisténcia ao escoamento do aco e a

excentricidade da forca aplicada.

E possivel analisar a variagdo do momento dltimo em fung¢do dos pardmetros avaliados
sob duas perspectivas: mantendo-se fixa a excentricidade da forca e variando a
resisténcia ao escoamento do aco ou vice-versa. No primeiro caso observa-se que a
variacdo do momento Ultimo é mais significativa para acos mais resistentes; ao
contrario, quando se mantém a resisténcia ao escoamento fixa, nota-se maior variacao

do momento ultimo para os agos com maiores valores de resisténcia ao escoamento.
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Figura 15 — Variagdo do momento ultimo em func¢do da resisténcia ao escoamento e

da excentricidade da forga axial

Isso se deve, basicamente, ao fato do acréscimo na capacidade resistente do pilar
misto ser maior quando da utilizacdo de acos com resisténcia ao escoamento mais
elevadas. Ao manter a resisténcia ao escoamento em 250 MPa, por exemplo, o
aumento da excentricidade se reflete diretamente no valor do momento ultimo. Se a
mesma analise for realizada para f;=450 MPa, sao observados aumentos bem menos
expressivos no momento ultimo (Figura 15). Isso indica que para resisténcia ao
escoamento igual a 250 MPa a ruptura esta mais associada ao nivel de tensdes no
concreto que no ago e o aumento da excentricidade movimenta a linha neutra na
secdo mista de forma que passam a surgir tensdes de tracdo na secdo. Por outro lado,
para f,=450 MPa, a parcela de contribuigdo do ago para a capacidade resistente do
pilar torna-se mais significativa e, mesmo aumentando a excentricidade e surgindo
tensGes de tracdo na secdo, esse efeito ndo é tdo pronunciado quanto na situagao

anterior por conta da maior contribuicdo do aco.

5 Conclusoes

A partir dos resultados apresentados pelo modelo numérico é possivel afirmar que a
metodologia utilizada para o desenvolvimento deste foi bastante satisfatéria. Verifica-
se, da comparacdo entre resultados experimentais e numéricos, que o modelo

numérico tem robustez para representar satisfatoriamente tanto o comportamento
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quanto a capacidade resistente. Além disso, a metodologia adotada para a entrada de
dados (via script) mostrou agilidade e facilitou a geracdo de novos modelos numéricos,
a partir do modelo inicial ja validado, permitindo introduzir as variagdes na
excentricidade da forca e na resisténcia ao escoamento do aco de forma bastante
simples. Em relagdo aos parametros avaliados verificou-se que o aumento da
resisténcia ao escoamento do aco é mais significativo para o momento resistente
guando associados a forgas aplicadas com pequenas excentricidades. Isso porque, para
pequenas excentricidades, a se¢ao encontra-se predominantemente comprimida e,
nesse caso, tanto a¢o quanto concreto contribuem significativamente para a

capacidade resistente do pilar preenchido.
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Application of harmony search algorithm in the design of welded | sections

Resumo

Esse trabalho apresenta um estudo sobre a aplicagdo do algoritmo harmony search no
dimensionamento de perfis | soldados submetidos a compressao, flexdao ou a combinagdo desses
esforgos. A metodologia é desenvolvida para a automag¢do do dimensionamento de elementos
isolados, formulado como um problema de otimizacdo ndo linear inteira-mista visando
minimizar a funcdo objetivo dada pela drea da secdo transversal. As espessuras da mesa e da
alma sdo tomadas como variaveis discretas, limitadas pelos padrdes de fabricacdo, enquanto a
altura e a largura do perfil sdo tomadas como varidveis continuas. Os critérios de seguranca e
desempenho da norma brasileira NBR8800:2008 sdo usados como restricdes de projeto. Os
exemplos mostram que o algoritmo é adequado ao projeto estrutural, pois tem bom
desempenho em problems com varidveis mistas e espaco de resposta complexo.

Palavras-chave: Estruturas de ago, Otimizagdo, Harmony search

Abstract

This work presents an investigation about the application of the harmony search algorithm in
the design of welded steel | sections under compression, bending moment or both. The
methodology is developed for the automation of the design of isolated elements, which is
formulated as a mixed-integer nonlinear optimization problem aiming to minimize the objective
function given by the cross section area. Flange and web thicknesses are taken as discrete design
variables, restrained by the manufacturing standards, while the section height and width are
taken as continuous variables. The safety and performance criteria given by the Brazilian
standard NBR8800:2008 are used as design restraints. Examples show the good performance of
the algorithm in the problems characterized by mixed variables and complex design space,
indicating that the methodology is feasible for structural design.

Keywords: Steel structures, Optimization, Harmony search.
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1 Introducao

A metodologia tradicional do projeto estrutural se caracteriza por um processo iterativo
onde uma solucdo proposta pelo projetista é avaliada quanto a sua seguranca e
desempenho, sendo posteriormente modificada para atingir os requisitos de projeto ou
reduzir os custos de construcdo. Esse ciclo é interrompido muito mais pela limitacdo de
tempo disponivel para o projeto do que pelo esgotamento das possibilidades de
aprimoramento da solugdo. A analise estrutural é uma das atividades de projeto que
mais se beneficiou da introducdo das técnicas computacionais. Hoje, a modelagem da
estrutura é mais demorada do que a solucdo do problema estrutural e a determinacao
dos esforcos nos elementos. O detalhamento da estrutura também teve seu tempo

reduzido com a disseminac¢do dos programas de CAD (computer aided design).

Por outro lado, a determinacdo das dimensdes dos elementos que formam a estrutura
continua sendo realizada pelo engenheiro com base em sua sensibilidade estrutural e
nas informacdes obtidas no ciclo anterior do projeto. Encontrar a melhor solucdo para
uma determinada estrutura é uma tarefa extremamente complexa, pois normalmente
estdo envolvidas muitas varidveis de projeto. Para auxiliar o desenvolvimento dessa
etapa, existe um esforg¢o para desenvolver metodologias que incorporam técnicas de
otimizacdo ao projeto estrutural. As caracteristicas desse tipo de problema e os desafios

associados sdo apresentados por Haftka e Girda (1992).

A aplicacdo dos métodos e programacdao matematica aos problemas de otimizacao
estrutural é dificil, pois os objetivos e as restricdes sdo descritos por funcdes que
costumam ser fortemente nao lineares, descontinuas e nao diferencidveis. A presenca
simultanea de varidveis continuas e discretas no dimensionamento estrutural também
€ um fator complicador para o sucesso dessas técnicas. Para contornar esses problemas,

diversos métodos heuristicos tém sido usados na otimizacdo estrutural.

O objetivo desse trabalho é estudar a aplicagao do método heuristico harmony search
(HS) na otimizacao de perfis | soldados de aco. A secdo seguinte descreve brevemente o
método. Posteriormente é discutida a formulagao do problema de otimizagdo e por fim

sdo apresentados os exemplos de aplicagao. Os resultados mostram que o algoritmo se
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adapta bem aos problemas de otimizacdo ndo linear inteira-mista referentes ao

dimensionamento dos perfis | soldados.
2 O algoritmo harmony search

Harmony search é um algoritmo meta-heuristico desenvolvido por Geem et al. (2001)
com inspiracdo no processo de improvisacdao que € comum em alguns ritmos musicais.
As varidveis de projeto de um novo vetor de solugdo sdo copiadas de um conjunto das
melhores solucdes anteriores ou sdo definidas aleatoriamente, simulando experiéncia
do musico com a melodia ou a improvisagao, respectivamente. Adicionalmente, podem
ser realizadas modificagOes sutis sobre os valores obtidos do conjunto das melhores
respostas anteriores. Essa € uma operagao com pequena chance de ocorréncia, se

equivalendo a um eventual ajuste da nota musical executada.

As solugOes sdo representadas pelos vetores de harmonia (harmony vectors) X =
{x1, %5, %3, ... X, },onden éonumero de varidveis de projeto e x; € [L;, U;] é o valor da
variavel de projeto i, que deve se enquadrar no intervalo definido pelos seus limites
inferior e superior, L; e U;, respectivamente. Conforme a otimizagdo progride, as
melhores solucdes sao colecionadas em uma memoaria de harmonias (harmony memory
— HM), que é empregada na criagdao de novas solugdes. O tamanho dessa meméria é
definida pelo parametro HMS (harmony memory size), que deve ser ajustado em cada
processo de otimizagdo. Lee e Geem (2005) descrevem o algoritmo HS com os seguintes

passos:

Passo 1: Inicializacdo do algoritmo e do problema de otimiza¢do. Consiste em definir os
parametros HMS, HMCR, PAR e bw (definidos a seguir), que sdo empregados na criagdo
de novos vetores solucdo pelo HS. Essa etapa também compreende a inicializacdo das

rotinas de avaliagao da fungao objetivo.

Passo 2: Inicializacdo da memoria de harmonias (HM). Sdo gerados vetores suficientes

para preencher a HM tomando valores aleatérios para as variaveis.

Passo 3: Improvisacdo de novas harmonias. Cada varidvel de projeto i de um novo vetor

solugdo (X™°¥°) pode ser definida por x[*°"° = xij cujo valor é obtido do vetor X/

selecionado aleatoriamente na HM. Esse processo ocorre com uma probabilidade dada

pela varidvel HMCR € [0,1] (harmony memory consideration rate). Alternativamente, ha
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uma chance 1-HMCR do uso de um valor aleatdrio no intervalo admissivel. O valor
copiado da HM pode ser modificado através de uma operacao denominada “pitch
adjustment”, cuja chance de ocorréncia é dada pelo parametro PAR € [0,1] (pitch
adjustment rate). Nesse caso, é aplicada uma perturbacao sobre o valor original dentro
de um intervalo definido pelo pardametro bw (random distance bandwidth). Por fim, é

avaliado o valor da funcdo objetivo para X™°"°,

Passo 4: Atualizacdo da HM. O vetor criado X™°V° substitui a solugdo com maior valor

da func¢ao objetivo na HM caso se configure uma solugdao melhor.

Passo 5: Verificacdo do critério de parada. A otimizacdo é interrompida caso um critério
de parada seja satisfeito, ou retorna ao passo 3 casos contrario. Nesse trabalho, a
otimizacdo é finalizada quando o nimero maximo de avaliagdes da funcdo objetivo

(Emax) € atingido.

Além do algoritmo originalmente apresentado por Lee e Geem (2005) para a otimizagao
de problemas de engenharia, varios aprimoramentos vém sendo propostos a fim de
tornar o método mais eficiente. Alia e Mandava (2011) apresentam uma ampla revisao
sobre as diversas versdes do HS. Degertekin (2008 e 2012) aplicou versdes modificadas
do HS a otimizacdo de estruturas de aco e Kaveh e Abadi (2010) usaram esse algoritmo

para a otimizacdo de pisos em estruturas mistas.

Os estudos apresentados nesse artigo empregam a versao do HS dada por Almeida
(2016). A principal modificacdo em relacdo ao algoritmo original estd na variacdao do
valor do pardmetro PAR ao longo da otimizacdo e na forma de aplicacdo da operacao
“pitch adjustment”. Também ¢é incorporada a variacdo do parametro bw a fim de
enfatizar a exploragdo do espago de respostas no inicio da otimizagdo e o refinamento

da busca em regides promissoras no final da otimizagao.
3 Formulagao do problema de otimizagao de perfis | soldados

De forma geral, o problema de otimizagcdo com restricdes de desigualdade pode ser

expresso por:
Minimizar f(X), com X = {x;,x5,...x, }| (1a)

Sujeitoag; (X) < 0 e L;<x; <U; (1b)
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onde f(X) é a fungdo objetivo a ser minimizada e X é o vetor com n varidveis de projeto
(x;). As fungbes g;(X) descrevem matematicamente cada uma das m restricbes do
problema. Também costumam ser impostas restricdes as varidveis de projeto, que
devem se enquadrar no intervalo definido pelos limites inferior e superior (L; e U;)
particulares a cada problema tratado. Como o HS é um método desenvolvido para
minimizacdo irrestrita, sdo empregadas funcbes de penalizacdo para transformar as
otimizagbes contendo restrigdes, como as estudadas nesse trabalho, em otimizagdes

irrestritas. Nesse contexto, o problema a ser resolvido pelo HS passa a ser descrito por

Minimizar £, (X) = F(X) (1+ 2%, 8;(1+ g;) 'H(g))) (2)

onde f, (X) é a fungdo objetivo com penalidades decorrentes das restri¢des definidas
pelas fungbes g;. H(g;) € a funcdo de Heaviside (ou fungdo degrau), assumindo valor
zero para g;j (X) <0 e valor 1 caso contrario. Os termos f8; e k; controlam a
intensidade da penalizagdo pela violagdo da restri¢do g; e devem ser ajustados no inicio
de cada problema de otimizacdo. As restricGes quanto aos valores maximos e minimos
assumidos pelas varidveis sao automaticamente respeitados pelo processo de geragao

de novas solugdes no HS.

O objetivo do presente trabalho é minimizar a quantidade de material necessdrio em
uma barra formada por um perfil | soldado. S3o consideradas apenas barras isoladas
submetidas a compressao simples, flexdao em relacdo ao eixo de maior inércia ou a acao
combinada desses esforgos. As variaveis de projeto sdo a largura da mesa (by) a altura
total da secdo (h) e as espessuras das mesas e da alma, t; e t,, respectivamente,
conforme ilustrado na Fig. 1. Dessa forma, a funcdo objetivo pode ser representada pela

area total da sec¢do transversal, sendo definida por
fX) = 2bsts + (h — 2t5)t,, (3)

As variadveis x; e x, correspondem a altura e a largura do perfil, respectivamente, e sdao
tratadas como varidveis continuas com restrigdes h,in < X1 < Apax © bpin < X2 <
bax- Esses limites sdo definidos em cada problema de acordo com imposigdes

arquitetdnicas ou em fungdo da experiéncia do projetista para uma dada situagao.
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Figura 1 — Dimensdes da secdo transversal no perfil | soldado

Por outro lado, x5 e x4, que correspondem a t,, e tr, respectivamente, sdo tratadas
como varidveis discretas, pois as espessuras das chapas usadas na fabricacdo dos perfis
soldados sdo limitadas pela padronizacdo adotada naindustria. Para adaptar o algoritmo
a tal restricdo, sdo empregadas codificacdes onde as espessuras disponiveis sdo
associadas a numeros inteiros, conforme apresentado na Tabela 1. Dessa forma, as
varidveis x3 e x, assumem apenas valores inteiros que representam uma determinada

espessura de chapa.

Tabela 1: Codificacdo das espessuras das chapas

Cdédigo 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
Espessura 6,3 8,0 9,5 12,5 16 19 22,4 25 31,5 | 37,5
(mm)

4 Exemplos de aplicagao

Nessa secdo serdo apresentados exemplos de aplicacdo do algoritmo HS na otimizacdo
de perfis | soldados. Esses exemplos tém como objetivo demonstrar que a metodologia
proposta é capaz de gerar solucGes otimizadas para elementos isolados submetidos a
esforcos de compressao, flexdo ou a combinagdo dos dois. Um aco com maédulo de
elasticidade E = 200 GPa e resisténcia ao escoamento f,, = 350 MPa é empregado
em todos os problemas discutidos a seguir. Os limites das varidveis sdo dados na Tabela

2, a menos de h,, 4, que é definido em cada exemplo.

Tabela 2: Limites inferior e superior das varidveis de projeto

Variavel L; U;
h (x{) | 100 mm -
bs (x;) | 100mm | 400 mm
Ly (x3) 1 7
tr (x4) 3 10
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As otimizagdes foram realizadas empregando memoarias de tamanho HMS = 20, com
probabilidade de utilizagdo definida por HMCR = 0,99. A operacdo pitch adjutment é
realizada empregando uma variagao linear do parametro PAR, que decresce a partir do
valor maximo inicial PAR' = 0,30 até o valor minimo PAR" = 0,10 no fim da otimizacgao.
Para o random distance bandwidth é considerada uma variacdo exponencial, com o
valor maximo no inicio, dado por bw!, até o valor minimo bw’ no final da otimizag3o.
No caso das variaveis continuas (x; e x,) é adotado bw! = 50mm e bwf = 5 mm. Para

as variaveis discretas (x3 e x,) s3o assumidos os valores bw! = 3 e bw! =

A otimizacdo é finalizada quando o numero de avaliacdes da funcdo objetivo (E) atinge
o limite E,,;, = 1000, adotado em todos os casos. Com esse numero de solugdes
avaliadas, cada otimizacdo é realizada em uma fracdo de segundo pelo cddigo
implementado em linguagem Fortran 2003 e executado em um processador moderno
(Intel i5-3570). Em principio, poderia ser adotado um valor E,,,, muitas vezes maior,
melhorando o desempenho do algoritmo sem tornar o tempo de otimizagao invidvel. A
limitagdo ao valor de E,,,,, adotado visa criar condi¢des para testes similares as que se
verificariam em um projeto onde os recursos computacionais seriam divididos para a

otimiza¢dao das muitas barras que compdem a estrutura.

Como o HS é um algoritmo baseado em operagdes randdmicas, o resultado final pode
ser diferente em cada processo de otimizacdao. Nesse estudo foram realizadas 100
otimizacGes em cada problema, o que torna possivel identificar a qualidade da solucdo
e sua evolucdo com as iteracdes. Isso permite a caracterizacdo do desempenho do HS

no tipo de problema estudado.
4.1 Compressao simples

Esse exemplo apresenta a aplicacdo da metodologia a otimizacdo de uma barra
submetida a compressdo simples. Sao adotadas duas restricdes para essa condi¢ao de

carregamento. A primeira se refere a resisténcia a compressao, sendo definida por

Nc,Sd

91 (%) = N¢ra(X) B

1 (4)

onde N, 54 € a forca axial de compressdo solicitante de célculo e N, 4 € a forca axial de

compressdo resistente de calculo, determinada em funcdo das varidveis de projeto (X).
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A forca N.s; € obtida pela combinacdo dos carregamentos atuando na estrutura
multiplicados pelos devidos coeficientes de majoragao e informada como dado de
entrada na otimizacdo. A resisténcia é calculada para cada solucdo gerada usando os
critérios definidos na NBR8800:2008 (ABNT, 2008). A penalizagdo pela violagdo dessa

restricdo é aplicada com os coeficientes §; = 1 e k; = 2.

A segunda restricao se refere a esbeltez maxima de 200 que é admitida para a barra

comprimida na NBR8800:2008. Tal restricao é definida por

max (k’;—f"%) . (5)

200

g.(X) =

onde kyL, e kyL, sdo os comprimentos de flambagem por flexdo em torno dos eixos
principais centrais x e y da segdo, respectivamente, e 1, e 1;, sdo os raios de giragdo da
se¢ao em torno dos mesmos eixos. A penalizagdo devida a violagao dessa restrigao é

aplicada com coeficientes §, = 1000 e k, = 2.

Nesse estudo é considerada uma barra de comprimento L = 5m com as duas
extremidades rotuladas (ky Ly, = ky L, = k,L, = L) e a altura maxima da segdo € fixada
em hpq,y = 400mm. O primeiro teste foi realizado para uma forga solicitante N, 54 =
5500 kN. Entre as 100 otimizacOes realizadas, o melhor resultado obtido pelo HS

apresentou area A = 20225 mm?

e forca resistente N.gzq = 5500,02 kN, com as
varidveis de projeto assumindo os seguintes valores: h = 287,4 mm, by = 400 mm,
tw =95mme ty = 22,4 mm. A Fig. 2 mostra como o valor medio, minimo e maximo
da area da solugdo 6tima (4,;) evolui em fungdo do nimero de avaliagdes da fungao

objetivo realizadas pelo HS ao longo da otimizacao.
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Figura 2 — Area minima na otimizag3o (N, ¢4 = 5500 kN)

No estudo seguinte foram realizadas otimizacGes considerando a intensidade da forga
solicitante (N, s4) entre 3000 kN e 8500 kN (com valores tomados em intervalos de 500
kN). A Fig. 3 apresenta a drea da segdo transversal otimizada em fung¢ao da forga de
compressdao considerada. Se observa uma relagdo aproximadamente linear com
variagdo de 3,48 mm?/kN. A relagdo N.rq X A das se¢des CS400x106 a CS400x248 da
série CS padronizada pela NBR5884:2013 sdo apresentadas na mesma figura para fins
de comparagao. Os resultados mostram que o algoritmo de otimizagao sempre foi capaz

de gerar solugcGes com area ligeiramente menor que as se¢ées padronizadas.

A figura 4 apresenta a variagao das dimensdes da se¢do transversal obtida nas
otimizacGes considerando forgas de compressdo entre 3000 kN e 8500 kN. As dimensGes
das mesas (by e t¢) tém grande influéncia na otimiza¢do. A espessura da mesa sempre
cresce com o aumento da for¢a normal. A largura da mesa converge rapidamente ao
limite superior de 400 mm, apresentando pequenas redugbes quando tr aumenta. De
forma semelhante, a altura total da secdo cresce quando tr é constante e diminui
quando t; aumenta, mas nunca atinge o limite superior h,; 5, = 400 mm. A espessura
t, oscila em torno dos menores valores, mostrando a importancia relativamente

pequena da alma na resisténcia do perfil.
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4.2 Flexao simples

Nesse exemplo é tratado o problema de otimizacdo de uma viga simplesmente apoiada
e submetida a um carregamento transversal uniformemente distribuido ao longo de

todo o vao, conforme a Fig. 5 ilustra.
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Figura 5 — Viga simplesmente apoiada submetida a carga uniformemente distribuida

A minimizacdo da area da sec¢do transversal é realizada considerando cinco restricoes.
Primeiramente, a viga deve atender as condi¢cdes de seguranca quanto ao momento

fletor, conforme as prescricdes da NBR8800:2008. Essas restricoes sdo definidas por:

gl( ) = FLM(X) 1) 92( ) = MFLA(X) 1' g3(X)
6
M, , (6)
FLT(X)

Nessas equagdes, Ms; € o momento fletor solicitante de cdlculo, obtido em fungdo da

intensidade da carga distribuida (W) e do vdo da viga (L). Os termos MM | MELA

e
MFLT se referem ao momento resistente para os estados limites de flambagem local da
mesa (FLM), flambagem local da alma (FLA) e flambagem lateral com tor¢do (FLT),
respectivamente. Nas avaliacbes relacionadas a FLT, foi considerado o fator de
modificacdo para diagrama de momento fletor ndao uniforme com valor C, = 1,136, que
corresponde a distribuicdo de momento nas condicdes do problema. Também foi

considerada a limitacdo a vigas de alma nao esbelta, o que é garantido pela fun¢do de

restricao

(h— th)/t0

5,7 JE/f,

A Ultima restricdao esta relacionada ao deslocamento transversal excessivo, que muitas

ga(X) = (7)

vezes é a condicdo determinante no projeto de vigas de aco. Para atender essas
condicOes, é imposto um limite inferior para o0 momento de inércia da viga. A Eq. (8)
descreve essa restrigdo, onde foi introduzido o momento de inércia minimo (I,,,;,,) para
gue o deslocamento da viga tratada no problema ndo exceda um valor admissivel

5adm == L/O(
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gs(X) =

No problema estudado é adotado o comprimento L = 6 m e o deslocamento
transversal admissivel é dado por @ = 350. Sdo considerados os casos de vigas com
altura maxima h,,4, = 400 mm e h,,4,, = 600 mm. Os coeficientes para penalizagdo
por violagdo das restrigdes sdo 8; =1 (i = 1,2,3,5), B =100ek; =2 (i=1—-15).As
otimizagOes sao realizadas para carregamentos com intensidade W, variando de 10

kN/m a 100 kN/m (em intervalos de 10 kN/m).

A Fig. 6 (a) apresenta a variacdo da drea (A) da secdo otimizada em funcdo da carga
distribuida atuando sobre a viga. O comportamento é idéntico para os dois casos
estudados até a intensidade de 30 kN/m. A partir desse ponto a limitagdo de altura
hmax = 400 mm se torna ativa e ocorre a diferenciacao das solugdes 6timas. A area
cresce lentamente com o aumento de W; para o caso com h,,4, = 600 mm enquanto
que um crescimento linear a uma taxa de aproximadamente 33 mm?/(kN/m) é
observado na viga com altura restringida. E importante ressaltar que as solu¢des 6timas
apresentam as restricdes 3 e 5 simultaneamente ativas ou muito préximas da ativagao.
Uma abordagem mais geral sobre o dimensionamento de vigas também deveria incluir
restricdo quanto a forga cortante. Especificamente no problema apresentado, as se¢ées
transversais otimizadas sempre apresentam uma forga cortante correspondente a
plastificacdo da alma (V},;) suficientemente alta para que a resisténcia ao cisalhamento

seja atendida com uso de enrijecedores transversais, se necessarios.

A menos da espessura da alma, que se mantém no valor minimo t,, = 6,3 mm, a
diferenga da variagdo das dimensdes da se¢ao transversal nos dois casos também é bem
evidente, como mostra a Fig. 6 (b). No caso com h,,,,;, = 600 mm, a altura e a largura
total aumentam suavemente com a espessura da mesa constante tr = 9,5 mm. No
outro caso, a altura fica limitada a 400 mm a partir de 40 kN/m, gerando um forte
aumento da largura by com espessura constante ¢ty = 9,5mm. Esse comportamento se
estende até a carga de 60 kN/m, a partir da qual a espessura da mesa também passa a

aumentar. Nessa fase, a largura by oscilar a cada incremento de ¢y.
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Figura 6 — Area e dimensdes da se¢do otimizada em fung3o de W,
4.3 Compressao e flexao combinadas

Esse ultimo exemplo apresenta um estudo sobre a aplicacdo da metodologia de
otimizacdao ao dimensionamento de perfis | soldados submetidos a compressao e flexdo
combinadas. A Fig. 7 ilustra a situagdo considerada, com os momentos M; e M, atuando
em conjunto com a forga de compressao N, nas extremidades. Os resultados sdo obtidos
para condicdes semelhantes as do exemplo na secdo 4.1, com L =5 m, ligacBes rotuladas
(kxLy = kyL, = k,L, = L) ealimitagdo hy,,, = 400 mm. Sdo obtidas solu¢des 6timas
para o caso com momentos iguais provocando curvatura simples (M; = M, = M), com
magnitude proporcional a carga axial dado por M = eN,..

1y
M;

g

M, N
S

L

Figura 7 — Barra submetida a compressao e flexao

A restricao adotada em func¢do da seguranca da barra quanto aos esforcos combinados

€ expressa por
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g1(X) = fine — 1 (9)

A funcdo de interagdo (f,:) € definida pela NBR8800:2008 e pode ser escrita no

contexto desse trabalho como

Ngg  Mgqy Nsq
ot = , <02
in 2Ngq +MRd pare Ngq (10a)
Nsg 8 Mgy Ngq (10b)
e = —2 4= hara =2 50,2
Jine = N ¥ 9 Mg P Wi

onde N, p4 € a resisténcia da barra a compressdo simples e My, € a resisténcia da barra
a flexdo em torno do eixo x, tomada como o menor valor entre ME5M , MELA e MELT
(com o coeficiente €}, =1 em decorréncia do momento constante). Os coeficientes de

penalizacdo para essa restricao forma tomados com os valores §; = 1 e k; = 2.

Os efeitos de segunda ordem devidos a forca axial sdo considerados na determinacao
do momento solicitante por Mg; = B;M, onde o termo B; é calculado pela seguinte

equacado (ver anexo D da NBR8800:2008):

Cm
P T (1)

N,

Considerando as caracteristicas do problema analisado, C,,,=1 e N, se refere a carga de
flambagem el3stica por flexdo em torno do eixo x. Além da restricdo quanto a seguranca
definida pela Eqg. (9), também sdo consideradas restricOes relativas a esbeltez global
maxima de 200 para a barra e a esbeltez maxima da alma, definidas pelas equacgdes (5)

e (7), respectivamente.

A Fig. 8 mostra a variacao da area da secdo transversal do perfil otimizado considerando
a mesma faixa de forga axial empregada na se¢do 4.1 (3000 kN < N, < 8500 kN) e trés
relagdes entre M e N, dados por e igual a 20 mm, 40 mm e 60 mm. Para fins de
comparac¢do, também estdo incluidos os resultados correspondentes a compressao
simples (e = 0 mm) que foram obtidos no primeiro exemplo. A relagdo praticamente
linear entre a area 6tima e a forca de compressdo é observada para todos os casos
estudados, seguindo a mesma tendéncia verificada para a compressao simples. Como
esperado, a area 6tima é maior para os casos com momento de maior magnitude

(definido pelo valor de e) e as curvas apresentam afastamento crescente a medida que
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N, aumenta. As curvas correspondentes a e igual a 40 mm e 60 mm sdo interrompidas
em N, igual a 8000 kN e 7500 kN, respectivamente, pois ndo ha solugdes dentro dos

limites das variaveis que atendam a restricdo estabelecida pela Eq. (9).

36000
)
. _//?/f
s

s
e

30000

28000

26000

N’524000

‘Efszzooo //l/ﬂ/

<
20000 H
18000 /[//):T/)l/ —a— e=0mm ||
16000 %/ - 2:2822 ||
140001/ A ——— e=60mm

a

120004 I“‘l‘”‘lwl

1 0000 7 L L 1 L L L L L
3000 4000 5000 6000 7000 8000 9000

N (kN)

Figura 8 — Area da sec3o otimizada em func¢do de N,

A Fig. (9) mostra a variacdo das dimensdes da secdo transversal 6tima em func¢do da
forca axial para os diversos casos da relagdo e = M/N,. A altura do perfil otimizado
tende cada vez mais rapido ao limite superior h,,,;, = 400 mm a medida que maiores
valores de e sdo considerados, refletindo a maior exigéncia de inércia e resisténcia em
relacdo ao eixo de flexdao nesses casos. Um efeito semelhante é observado para a
espessura da mesa (tf). Por outro lado, a espessura da alma (t,,) se mantém em valores
relativamente baixos, o que indica sua pequena influéncia sobre a resisténcia do
elemento submetido aos esforcos combinados. Assim como nos exemplos anteriores,
se verifica um leve decréscimo das varidveis continuas sempre que a varidvel discreta de

maior relevancia no problema (t¢) sofre um incremento.
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Figura 9 — Dimensdes da seg¢ao otimizada em fungao de N,
5 Conclusao

A metodologia de projeto baseada em otimizacdo que foi proposta nesse trabalho se
mostrou adequada para tratar os problemas analisados. De forma geral, o algoritmo HS
é capaz de lidar com o espaco de resposta complexo decorrente das restricdes impostas
no projeto de perfis soldados, além de acomodar simultaneamente variaveis discretas e

continuas sem maiores dificuldades, gerando solu¢gGes muito competitivas.

Embora os casos estudados ndo reflitam necessariamente situacdes praticas
encontradas em estruturas reais, eles servem como exercicio académico para
demonstrar as potencialidades do método e o comportamento geral esperado para as
solugdes. Os casos especificos de projeto, com diferentes restricdes construtivas ou
econdmicas, podem ser facilmente contemplados com a formulacdo apresentada nesse

estudo.
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Os trabalhos futuros devem considerar a otimizagao dos elementos que compdem um
sistema estrutural, levando em conta a influéncia das caracteristicas das barras sobre o
comportamento global da estrutura. Também devem ser exploradas formulagdes
alternativas para o problema de otimizacdo onde a funcao objetivo é definida pelo preco
final da estrutura, pois essa é uma medida de eficiéncia mais representativa do que a

quantidade de aco utilizado.
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Simplified analysis of the elastic distortional buckling of compression
cold-formed steel rack members

Resumo

Os perfis com secdo rack, submetidos a compressdo, sdo propensos a apresentar o modo
distorcional como modo de instabilidade predominante. Embora a ABNT NBR 14762:2010
estabeleca que a instabilidade distorcional deva ser considerada no projeto, ndao apresenta
uma solucdo analitica completa para este caso. Proceder a analise de estabilidade elastica por
meio de programas de computador resolve o problema, porém dificulta a tarefa cotidiana do
projetista. Com base em anadlise paramétrica, apresenta-se neste trabalho uma férmula
semiempirica para calculo da forga axial critica de flambagem distorcional eldstica, em fungao
de relagbes geométricas da sec¢do transversal, eliminando a necessidade do uso de programas
computacionais para os casos mais simples e frequentes.

Palavras-chave: estruturas de aco, perfis de aco formados a frio, perfil rack, instabilidade
distorcional.

Abstract

The cold-formed steel rack members under compression are likely to present the distortional
mode as the predominant buckling mode. Although ABNT NBR 14762: 2010 establishes that
distortional buckling should be considered, it does not provide a complete analytical solution
for this case. Proceeding the analysis of elastic stability using computer programs solves the
problem, but complicates the daily task of the engineer. Based on parametric analysis, this
paper presents a semi-empirical formula for elastic distortional buckling force, as a function of
geometric cross-section relations, avoiding the demand of computer programs for simpler and
more frequent cases.

Keywords: steel structures, cold-formed steel members, steel rack members, distortional
buckling.
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1 Introducao

Os perfis com secdo tipo rack submetidos a compressao estdo sujeitos aos modos de
instabilidade local, distorcional e global (Figura 1). Devido principalmente a forma
tipica dos enrijecedores de borda, sdo propensos a apresentar o modo distorcional
como modo de instabilidade predominante.

A identificagdao do modo distorcional e de outros modos de instabilidade, bem como a
determinacdo dos respectivos esforcos criticos, pode ser feita com base numa analise
geral de estabilidade eldstica. Na Figura 2 apresenta-se os resultados da analise de
estabilidade eldstica de um perfil rack submetido a compressdo centrada, via método

das faixas finitas (Programa CUFSM — Schafer & Adény, 2006).

BN

(a) Local (b) Distorcional c) Global de flexo-tor¢do d) Global de flexao

Figura 1 — Modos de instabilidade em perfil rack submetido a compressao
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Figura 2 — Analise de estabilidade el3stica, via método das faixas finitas, de um perfil
rack submetido a compressdo (Programa CUFSM - Schafer & Adany, 2006)
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A curva apresentada na Figura 2 corresponde a uma envoltdéria de valores minimos da
forca axial de flambagem eldstica em funcdo do comprimento de meia onda. O
primeiro ramo da curva esta associado ao modo local, o segundo ao modo distorcional
e o terceiro ao modo global. Nota-se que o ponto de minimo do modo distorcional
(ponto B) é inferior ao ponto de minimo do modo local (ponto A), caracterizando assim

que o modo distorcional é predominante nesse caso.

Diferentemente dos modos local e global, as formulas analiticas disponiveis para o
calculo da forca axial de instabilidade distorcional eldstica sdo aproximadas e
conduzem a extensas marchas de célculo. E o caso do modelo australiano, proposto
por Lau & Hancock (1987) e incorporado a norma australiana AS/NZS 4600:1996, o
qgual é baseado na andlise de estabilidade do conjunto mesa-enrijecedor vinculado
elasticamente a alma. Chodraui et al. (2006) comparam o modelo australiano a
resultados obtidos via método das faixas finitas e concluem que o modelo é
satisfatério para barras comprimidas mas pode apresentar diferengas significativas

para barras submetidas a flexao.

Férmulas analiticas para célculo do momento fletor de flambagem distorcional elastica

de perfis U e Z enrijecidos sdo apresentadas em Silvestre & Camotim (2004a; 2004b).

Outra solucdo analitica é a apresentada pela atual especificacdo norte-americana, a
ANSI/AISI S100-16, a qual apresenta uma formulagdo que requer o calculo prévio de
cinco valores de rigidez rotacional elastica, resultando também em extensa marcha de
calculo.

As solucGes via métodos numéricos, como por exemplo o Método das Faixas Finitas ou
Teoria Generalizada de Vigas, resolvem o problema, mas implicam no uso de
programas computacionais, demandando muitas vezes considerdvel tempo do
projetista numa fase preliminar de projeto, onde é desejavel o emprego de solucdes
analiticas de fécil execucao.

Solugdes analiticas baseadas em férmulas semiempiricas, embora com limitado campo
de aplicacdo, permitem um calculo rapido e, portanto, muitas vezes sdo interessantes
numa fase inicial de projeto. Nesse sentido, Ellifritt et al. (1998) e Grossi&Malite (2013)
apresentam fdormulas semiempiricas para o calculo do momento fletor resistente

associado a instabilidade distorcional de perfis U e Z enrijecidos.
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O presente trabalho apresenta uma férmula semiempirica, determinada com base na
analise de estabilidade eldstica de 220 sec¢Ges rack, via método das faixas finitas,
permitindo calcular diretamente a forga axial de instabilidade distorcional elastica em

funcdo de um pardmetro associado apenas as dimensdes da secdo transversal.

2 Metodologia de andlise e resultados

Procedeu-se a analise de estabilidade elastica de 220 se¢des rack, via programa CUFSM
(Schafer & Adany, 2006), baseado no método das faixas finitas, impondo-se uma
ampla gama de valores das relagdes bg/t, bu/D e bs/by (Figura 3), com a consequente
determinacdo, para cada secdo, da tensdo critica de instabilidade distorcional eldstica
(Ouist)-

As secOes foram determinadas pela combinacdo dos valores de b, bw, D, bs e t,
apresentados na Tabela 1. Das se¢des geometricamente possiveis, algumas foram
desconsideradas pela auséncia do modo distorcional na andlise de estabilidade,
resultando, portanto, 220 secOes efetivamente analisadas, compreendidas nos

intervalos indicados na Figura 3.

Tabela 1 — Dimensoes iniciais consideradas na analise

bs (mm) 22,5 ; 62,5 ; 131 ; 175
b (mm) 75 ; 125 ; 175

D (mm) 75 ; 31 ; 70

bs (mm) 15 ; 37,5 ; 70

t (mm) 1,5 ; 225 ; 3

Os valores de ogist foram plotados em funcdo de um pardmetro geométrico a, dado
pela Equacdo 1. Finalmente foi ajustada uma func¢do, pelo método dos minimos
quadrados, correlacionando o4ist com o parametro o (Figura 4) e dada pela Equacao 2,
cujo coeficiente de determinacdo (R?) da curva resultou igual a 0,926.
Consequentemente, a forga axial critica de instabilidade distorcional elastica Ngist €
dada pela Equagao 3.

A maior gama de secdes analisadas apresentou valores do pardmetro a inferiores a 200
e a maior dispersao dos valores de ogis: foi observada para valores de a inferiores a 100.
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D 7,5 < bg/t <115

bw ** 2,5<by/D<20
0,1 < by/b, <0,9

Figura 3 — Secdo rack e faixa de variacao dos parametros geométricos

o b_f 0,96 (b_wjo’% bs 0,5
‘ D) \b, 1)

o, =6.960a " (em MPa) (2)
Ndist = Ao-dist (3)
Onde:

bw ; bs; D ; bs sdo as dimensdes nominais da se¢do, conforme Figura 3;

t é a espessura;

A é a drea bruta da secdo.
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Figura 4 — Conjunto de valores da analise paramétrica e curva ajustada ogist versus a

Na figura 5 apresenta-se a relacdo entre os valores da forca axial de compressao
resistente (Ncrdist), conforme ABNT NBR 14762:2010 (Equacdes 4 a 6), sendo a forca
axial de instabilidade elastica (Ngist) obtida pela formulagdo proposta e pela analise de
estabilidade eldstica via método das faixas finitas. A média desta relacdo é de 0,986 e o

coeficiente de variagao de 10,5%.

N raise = Af, y para A, <0,561 (4)
0,25 | Af, y
N paise =| 1= /1dm1’2 /1[1,-3,1’2 para A, >0,561 (5)
4 fy 0,5
/Idist = N— (6)
dist
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Figura 5 — Relacdo entre os valores de N rdist obtidos com Ngist via formula
proposta (Equacdo 3) e via método das faixas finitas (programa CUFSM)

Na figura 6, apresenta-se a mesma analise exibida na figura 5, porém considerando
apenas perfis comerciais usualmente utilizados pela industria de racks no Brasil. Notar
gue o parametro geométrico a situa-se entre 30 e 50, e a relacdo entre os valores da
forca axial resistente, obtidos via andlise simplificada e via método das faixas finitas,

situa-se entre 0,84 e 1,02, portanto a favor da seguranca.
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As dimensdes dos perfis comerciais e os dados relativos ao grafico da figura 6 estao
apresentados na tabela 1.

Tabela 2 — Dimensdes, resultados da analise de estabilidade eldstica e valores de Nc rgist
considerando apenas perfis rack usualmente utilizados no Brasil

Odist Odist (a) (b)

Secio (r:;) (n':"l;) (mDm) (n';';) (mtm) CUFSM (qu.l 3 | (E8-2) | Nemase | Negais
(MPa) (MPa) | (kN) | (kN)

1 | 275 | 80,6 | 15,7 | 41,5 | 2,00 | 436 345 | 327 | 881 | 741

2 | 275 | 101 | 157 | 41,5 | 2,00 | 39 372 | 307 | 982 | 86,0

3 | 275 | 122 | 157 | 41,5 | 2,00 | 344 39,6 | 291 | 1083 | 100,6

4 | 275 | 162 | 157 | 52,5 | 2,00 | 232 489 | 242 | 140,0 | 141,7

5 | 275 | 81 | 13,5 | 32,5 | 2,00 | 397 40,7 | 284 | 888 | 753

(a) calculado com base em andlise de estabilidade elastica via método das faixas finitas.
(b) calculado com base na analise simplificada proposta.

3 Conclusoes

Com base em anadlise paramétrica de 220 secbes foi determinada uma férmula
semiempirica para cdlculo da forga axial de instabilidade distorcional elastica para
perfis rack, dependente apenas de relagdes geométricas da secao.

Uma vez que a ABNT NBR 14762:2010 ndo apresenta uma solucdo analitica completa
para este caso, trata-se de uma solucdo interessante para um calculo rapido e
preliminar, dispensando o uso de programas computacionais para analise de
estabilidade elastica.

Considerando os perfis usualmente empregados na industria brasileira de racks e a
andlise de estabilidade elastica via método das faixas finitas como referéncia, os
valores da forca axial de compressdo resistente situam-se a favor da seguranca e

divergentes em no maximo 16%.
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Numerical evaluation of tubular T joints between rectangular hollow
sections in duplex stainless steel

Resumo

O emprego do aco esta em consonancia aos conceitos de sustentabilidade, que permite uma
construgdo com menores impactos ambientais. O ago inoxidavel apresenta caracteristicas como
resisténcia, ductilidade e durabilidade e por isso tém sido estudado para elementos estruturais,
apesar das normas vigentes, em grande parte, ainda serem baseadas em analogias ao
comportamento do aco carbono. Com o aumento do uso de perfis tubulares no Brasil e do a¢o
inoxidavel nas estruturas, este artigo apresenta uma avaliacdo de ligagGes tipo T entre perfis
retangulares (RHS) em ago inoxidavel duplex, por meio de modelos numéricos desenvolvidos no
programa Ansys e calibrados com resultados experimentais. Os resultados indicaram que as
formulagGes existentes na literatura levam a dimensionamentos conservadores, sendo entdo
proposto um fator de correcao para este tipo de ligacao.

Palavras-chave: Aco inoxiddvel duplex, Liga¢des tubulares, Elementos finitos, Andlise ndo linear.

Abstract

The use of steel is in line with the concepts of sustainability, which allows a construction with
lower environmental impacts. Stainless steel has characteristics such as strength, ductility and
durability and has therefore been studied for structural elements, although current standards
are still largely based on analogies to the behavior of carbon steel. With the increase of the use
of tubular profiles in Brazil and of the stainless steel in the structures, this article presents an
evaluation of T type connections between duplex stainless steel rectangular profiles (RHS),
through numerical models developed in the Ansys program and calibrated with results
experiments. The results indicated that the formulations in the literature lead to moderately
conservative design, and a correction factor for this type of joints is proposed.

Keywords: Duplex stainless steel, Tubular joints, Finite elements, Nonlinear analysis.
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1 Introducao

Nos ultimos anos, as estruturas tubulares tiveram seu uso aumentado, devido as suas
excelentes propriedades de resisténcia a compressao, torcdo e flexdo em todas as
direcbes. Considerando se¢des tubulares retangulares (RHS), a facilidade de execucdo
das ligacGes devido as suas superficies planas é uma das grandes vantagens de sua
utilizacdo, podendo essas se¢des serem empregadas em pilares ou trelicas planas. A
maior utilizacdo das se¢Oes tubulares foi auxiliada pelo aumento da oferta de perfis
tubulares sem costura realizado pela Vallourec Solu¢des Tubulares do Brasil S.A
(Affonso, 2011) e pela Tuper® de perfis tubulares com costura (Nizer et al., 2016). A
Figura 1 apresenta alguns exemplos de estruturas em perfis tubulares tanto em aco
carbono quanto em aco inoxidavel. Ressalta-se que no Brasil, a norma de
dimensionamento que trata sobre perfis tubulares entrou em vigor apenas em 2013
(ABNT NBR 16239) ndo contemplando o dimensionamento de estruturas tubulares

constituidas de aco inoxidavel.

(a) Passarela do Metro, Rio de Janeiro
(Revista Arquitetura & Ago, 2010)

(c) Edificio Bolsa de Valores, Hong Kong (d) Passarela, Hong Kong

Figura 1 — Estruturas utilizando secdes tubulares em aco carbono e aco inoxidavel.

O uso de aco inoxidavel nos elementos estruturais mostra-se promissor, por melhorar
as caracteristicas de resisténcia a corrosao, a durabilidade, resisténcia ao fogo, facilidade

de manutengdo, entre outros. Porém, o custo do material um pouco superior quando
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comparado ao ago carbono, ainda se apresenta como impedimento para seu emprego
em grande escala no Brasil. Em contrapartida, a sustentabilidade tem impulsionado o
uso de ago e principalmente do ago inoxidavel, por se apresentar em sintonia com os
conceitos de desenvolvimento sustentavel, atendendo as expectativas do presente sem
comprometer a qualidade de vida das futuras geraces. Pode-se citar ainda que se trata
de um material reciclavel que também pode proporcionar uma diminuicdo do tempo de
execucdo da obra, reduzindo a quantidade de materiais e do desperdicio em
construcées de mesmo porte construidas em concreto. Devido as caracteristicas do aco,
as estruturas metdlicas permitem a otimizacdo dos recursos naturais e um ambiente
construido mais racional e eficaz, contribuindo para a redugdo de prazos e uma

construcdo mais sustentavel.

O aco inoxiddvel é caracterizado pela presenca de pelo menos 10,5% de cromio na sua
composicdo quimica. Por exemplo, o aco inoxidavel austenitico é caraterizado por ter
de 17 a 18% de cromio sendo adicionado de 8 a 11% de niquel. Comparativamente ao
aco carbono, o aco inoxidavel austenitico possui maior ductilidade em fung¢do de sua
estrutura atomica. J& o aco inoxidavel duplex, também conhecido como ferritico-
austenitico, possui entre 20 e 26% de cromio com 1 a 8% de niquel, 0,05 a 5% de
molibdénio e 0,05 a 0,3% de nitrogénio. O aco inoxidavel duplex apresenta elevada
resisténcia ao escoamento quando comparado ao austenitico, entretanto, com menor

ductilidade (SCI P413, 2017).

As normas atuais, em sua maioria, ndao consideram todas as propriedades do ago
inoxidavel, sendo entdo os elementos estruturais dimensionados para valores abaixo de
sua real capacidade, uma vez que sdo consideradas analogias ao comportamento do ago
carbono, como é o caso do Eurocode 3, parte 1.4 (2006). Porém, o ac¢o inoxidavel
apresenta quatro curvas tensao versus deformacdo (tracdo e compressdo, paralelas e
perpendiculares a direcdao de laminagdo) sem patamar de escoamento e encruamento
claramente definidos, modificando assim, o comportamento global das estruturas que
o utilizam (Pereira et al., 2012). A Figura 2 apresenta uma compara¢do entre o
comportamento de curvas tensdo versus deformagdo para o ago carbono e os agos
inoxidaveis mais comuns utilizados atualmente em elementos estruturais na construgao

civil. Pode-se observar que o aco inoxidavel austenitico é o que apresenta maiores
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deformacgdes na ruptura, superiores a 50%, porém, com diferenca consideravel entre a
resisténcia ao escoamento obtida a 0,2% (345,7 MPa) e a resisténcia a ruptura
(700 MPa). Ja para o aco inoxidavel duplex, apesar de apresentar uma deformacdo na
ruptura de aproximadamente 40%, os valores de resisténcia ao escoamento e ruptura
sdo mais proximos, iguais a 543,6 MPa e 742,7 MPa, respectivamente. Por este motivo,
o aco inoxidavel duplex tem sido escolhido para ser usado em elementos estruturais em

diferentes construgdes ao redor do mundo nos ultimos anos.
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Figura 2 — Comparacao de curvas tensao versus deformacdo - aco carbono e acos
inoxidaveis.

O aco inoxidavel austenitico possui maior facilidade de soldagem devido a qualidade
mecanica. A familia do aco duplex corresponde a combinag¢do das estruturas dos acos
inoxidaveis denominados ferriticos-austeniticos, apresentam elevada resisténcia
mecanica e a corrosdo, quando comparados aos austeniticos, e melhor comportamento

em estruturas com mudancgas bruscas de temperatura.

Nos trabalhos de pesquisa desenvolvidos para os perfis tubulares, um dos pontos de
destaque esta relacionado as ligacBes. As ligacbes desempenham um papel importante
no comportamento das estruturas, assim como em seu custo e complexidade de
execucdo, impactando na propria viabilidade econ6mica do empreendimento (Araujo et

al., 2016).

O presente artigo apresenta um estudo numérico de liga¢Ges tipo T com perfis tubulares
retangulares (RHS) em aco inoxidavel duplex por meio de modelagem numérica em

elementos finitos desenvolvida no programa Ansys 12.0 (2010) calibrada com resultados
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experimentais. As ndo linearidades fisica e geométrica foram incorporadas aos modelos,
de forma a obter resultados de capacidade resistente da ligagcdo proximos ao real. Sdo
considerados na analise cargas de compressao aplicadas no montante da ligacdo. Os
resultados numeéricos sdo comparados com algumas normas de projeto e
procedimentos de verificacdo existentes na literatura, tais como o cédigo europeu
Eurocode 3 (2010), a norma brasileira ABNT NBR 16239 (2013), a norma ISO 14346
(2013), a norma australiana / neozelandesa AS/NZS 4673:2001 (2001) e a formulagdo de
Feng e Young (2008, 2011). Cabe ressaltar que apenas a norma australiana /
neozelandesa e a formulacdo de Feng e Young apresentam procedimentos especificos
para o dimensionamento de ligagGes tubulares constituidas de ago inoxidavel
diferentemente do Eurocode 3 (2010) e da ISO 14346 (2013) que consideram o

dimensionamento de ligagdes tubulares constituidas apenas de ago carbono.
2 Referencial tedrico

Observa-se que durante os ultimos anos, muitas pesquisas vém sendo desenvolvidas
com o propdsito de aprimorar as equacdes existentes para o dimensionamento de
ligacGes entre perfis tubulares. Rodrigues (2012) estudou o comportamento de ligacGes
T tubulares reforgadas entre CHS por meio de uma andlise numérica, comparando os
resultados com o Eurocode 3 (2010) e o CIDECT (Packer et al., 2009). Os resultados
evidenciaram a necessidade de ajuste nas equacdes propostas pelos métodos citados,

por nao fornecerem valores satisfatérios para essas ligagoes.

Affonso et al. (2011) avaliaram as ligacdes tipo T com perfis tubulares retangulares RHS
para o banzo e perfis circulares CHS para o montante utilizando o programa de
elementos finitos Ansys, sendo realizada uma analise paramétrica de 17 ligacGes com
diferentes perfis RHS. Observou-se que o dimensionamento pelo Eurocode 3 (2010) e 0
CIDECT (Packer et al., 2009) apresentaram valores compativeis com os obtidos na andlise
numeérica, considerando as modificacOes propostas por Zhao (2000 apud Affonso, 2011).
O estudo das ligagbes tubulares em aco inoxidavel vem ganhando destaque, sendo este
o propdsito do estudo desenvolvido neste artigo. Para tanto, € empregado o ago
inoxidavel duplex em elementos estruturais, material inovador na construcdo civil

brasileira.
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2.1 Recomendagées do Eurocode 3 - Parte 1.8 (2005) e ABNT NBR 16239 (2013)

O Eurocode 3, Parte 1.8 (2010) apresenta uma metodologia especifica para o
dimensionamento de ligacdes entre perfis tubulares, que considera que este tipo de
ligacdo comporta-se como uma ligacdo rotulada, e que como tal, caracteriza-se
fundamentalmente pela garantia da adequabilidade da ligacdo, e a resisténcia dos seus
elementos individuais (banzo e montante), ndo deixando de considerar a capacidade de
deformacdo. A Figura 3 apresenta a configuracdo tipica das ligacGes tubulares tipo T,
sendo que o angulo 81 considerado neste artigo, corresponde a 90°. Os limites impostos
para a geometria da ligacdo em perfis tubulares retangulares (RHS) sdo apresentados da

Equacdo 1 a Equacdo 5, além da necessidade de serem classe 1 ou 2.

0,25 < B =b,/by, < 0,85 (1)
0,5<hy/by<2,0 (2)
0,5 < h;/b; < 2,0 (3)
2y = by/ty < 35 (4)
b;/t; < 35 e h;/t; < 35 (5)

Figura 3 — Parametros geométricos - ligagdes tubulares tipo T entre RHS no banzo e no
montante (adaptado de ISO 14346, 2013).

Para as ligagOes estudadas neste artigo, serdo considerados valores de 3 entre 0,25 e
0,85, caracterizando que somente o estado limite Ultimo de ruina plastica da face
conectada do banzo, observado na Figura 4, deve ser verificado. Na ABNT NBR 16239
(2013), este ELU é denominado como modo A. Desta forma, a resisténcia da ligacdo
pode ser obtida pela Equacdo 6. Esta equacdo na ABNT NBR 16239 (2013) utiliza o

coeficiente de ponderagao ya1 = 1,1 diferentemente do yms do Eurocode 3, parte 1.8
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(2005). Assim sendo, na norma brasileira, os valores presentes no numerador da
Equacdo 6 foram também multiplicados por 1,1 de forma que ambas as normas

fornecessem o mesmo valor de resisténcia para a ligagao.

Figura 4 — Ruina plastica da face do banzo (modo A) (CIDECT, Packer et al., 2009).

kn-fyO-t(Z) 2.n
(1 —pB).senB; (sen 0, 41— B)

(6)

NiRrga =
' YMms

onde Nir4 € a resisténcia plastica da face superior do banzo, k, é tomado igual a 1,0 para
cargas de tracdo no banzo e igual a 1,3-0,4n/p para cargas de compressdo sendo n dado
pela Equacgdo 15, fyo é a resisténcia ao escoamento do ago inoxidavel duplex igual a 536
MPa (neste caso, deve-se multiplicar a resisténcia da ligacdo por 0,90, por ser um aco
com resisténcia ao escoamento superior a 355 MPa, para as duas normas consideradas),

B é igual a bi/bo e yms € um coeficiente de ponderagdo igual a 1,0.
2.2 Recomendagées da ISO 14346 (2013)

De acordo com a ISO 14346 (2013), as constantes a serem utilizadas para as equacoes
de resisténcia para o modo de falha foram obtidas por meio de calibragdes com
resultados experimentais. A expressdo é proposta em termos de Qqu (influéncia dos
parametros B e y) e de Qs (influéncia do parametro n). O parametro C; é tomado igual a
0,6-0,5B para banzos com tensGes normais de compressdo e igual a 1,0 para tensao
normal de tragdo. A Equagao 12 apresenta a formulagao proposta. Os limites dos
parametros geométricos de acordo com as varidveis da Figura 3 sdo apresentados da

Equacao 7 a Equagao 11.

0,25 < B = b;/by, < 0,80 (7)
bi/by = 0,1 + 0,01b,/t, (8)
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2y = hy/ty < 40 (10)

2y =by/ty < 40 (11)
f.o. t2

= yor 9 12

N; = Q,.Qf send (12)
Q 2.n N 4

u= 13

(1-B)send; [1-p (13)

Q= (1—[n))% (14)

Ny M,
n= 15
Npl,O Mpl,O ( )

2.3 Recomendagdes da AS/NZS 4673:2001 (2001)

A norma da Austrdlia/Nova Zelandia apresenta recomendagbes para o
dimensionamento de ligacGes tubulares em perfis formados a frio em aco inoxidavel. O
Anexo J dessa norma apresenta os procedimentos para o projeto de ligacdes coplanares,
sendo os resultados expressos em funcdo da resisténcia maxima axial de projeto para
os membros da ligacdo. Os limites dos parametros geométricos sdo apresentados da
Equacdo 16 a Equacdo 18. A resisténcia de projeto é apresentada na Equacdo 19,
limitada para B £ 0,85, com descricao de k, na Equacdo 20. O fator de capacidade de

associacao (reducdo de forca) (¢) deve ser tomado como 0,9.

0,25 < B = b;/b, < 0,85 (16)
10 <2y =by/ty <35 (17)
Eq
bi/ti <125 2% e b/t < 35 (18)
xi
f0.t5 2.8 0)
= yo 70 1— - 19
@Nn (1 — B)senb, <sen 0, +ayl B) K (0,9) 19)
0,4n
k,=13— - < 1,0 (20)

2.4 Formulagao de Feng e Young (2008, 2011)

Feng e Young (2008) observaram, por meio de ensaios realizados, que as formulagdes

de dimensionamento atuais fornecem valores muito inferiores aos obtidos
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experimentalmente para os casos de ligacdes entre perfis tubulares com modo de falha
caracterizado pela ruina plastica da face conectada do banzo, diferentemente dos casos
onde ocorre ruina da parede lateral do banzo. Assim, os autores propuseram que, para
estes casos, sejam utilizados os parametros f(n) e aa (Equacdo 22 e Equacdo 24) como
fatores de correcdo na equacdo prescrita pelo Eurocode 3 (2010), conforme pode ser
observado na Equagdo 21, gerando uma resisténcia Niinp (Equagdo 23) de modo a

considerar a ndo linearidade do material.

_ fyO't% 2.n
N = (1 — B).send, (sene1 TV B) -f(n) (21)
f(n) = 1 — —
=1~ Gop) (22)
Nlnp = UA- Nl' 1,1 (23)
=1 i’ 24
= 27700t (24)

2.5 Critérios de deformacgao limite

As normas de projeto de liga¢des de perfis tubulares em ago sdao normalmente baseadas
em uma analise plastica, ou em critérios de deformacodes limites (Kosteski et al., 2003;
Zhao, 2000). Para este método, cada mecanismo de colapso cinematicamente
admissivel é associado um multiplicador das cargas da estrutura que é igual ou maior do
qgue o seu multiplicador de colapso. Desta forma, a solucdo encontrada é dependente
do mecanismo adotado, e tera seus valores mais préximos da exatiddo conforme a
escolha adequada do mecanismo. Podem ser referenciados os estudos sobre este
assunto desenvolvidos por Cao et al. (1998), Packer (1993a), Packer et al. (1993b) e
Kosteski et al. (2003). Os critérios de limite de deformacdo usualmente associados ao
estado limite Ultimo da face de um perfil tubular solicitado perpendicularmente ao seu
plano correspondem a maxima deformacdo desta componente naquela direcdo (Pereira

et al., 2012).

O uso do critério de deformacao é justificado porque para o caso de faces do banzo
esbeltas, a rigidez da ligagdo ndo se anula apds o escoamento completo, podendo
assumir valores elevados devido ao efeito de membrana. Como a maxima carga é obtida

por curvas experimentais, pode-se ter dificuldade de se identificar o estado limite
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ultimo. Por este motivo, a comparagao dos resultados experimentais com os da analise

plastica, pode ser baseada nos critérios de deformacao limite.

O limite de deformacgdo proposto por Lu et al. (1994a e 1994b) e descrito por Choo et
al. (2003) para ligagGes tubulares constituidas de aco carbono pode ser usado na
avaliacdo das cargas axiais e/ou rotacdo de uma ligacdo submetida a esforcos axiais e
flexdo. A resisténcia da ligacdo é baseada em uma comparac¢do da deformacgdo na
intersecdo montante-banzo para dois niveis de carregamento: a resisténcia ultima (Nu)
que corresponde a um deslocamento para fora do plano da face conectada do banzo
(Figura 5), A,=0,03bg, e o limite de servico é dado por As=0,01bo. Lu et al. (1994b)
determinaram que o primeiro ponto com perda de rigidez na curva carga versus
deslocamento pode ser considerado caso o deslocamento corresponda a um limite
menor que A, = 0,03bo. Se a razdo Ny/Ns < 1,5, o dimensionamento da ligacdo deve ser
baseado no estado limite Ultimo. Caso contrario, a resisténcia limite de servigo controla
o dimensionamento. No caso das ligacbes onde a razdo do banzo Nu/Ns«< 1,5, a
deformacdo limite apropriada para determinar a resisténcia ultima da ligacdo deve ser
igual a 0,03bo. Todavia, Zhao et al. (2010) concluiram que resultados mais satisfatorios
seriam obtidos considerando-se apenas o critério baseado no estado limite ultimo da
ligacdo, ou seja, Ny correspondente a deformacado para fora do plano de 3%bo, sendo
este critério adotado no presente trabalho para obtencdo da resisténcia de ligacdes

tubulares tipo T, descrito na Figura 5.
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Figura 5 — Critério de deformacao limite e deslocamento para fora do plano.
3 Modelo numérico

Nesta se¢do é apresentada a descricdo do modelo numérico desenvolvido para o estudo
de ligacOes tubulares tipo T entre banzos e montantes retangulares (RHS). Empregou-se

o programa de elementos finitos Ansys 12.0 (2010), com elemento sélido SOLID185, que
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apresenta oito nds, com trés graus de liberdade por no (trés transla¢des nas diregdes X,
y e z). Este elemento pode ser utilizado para elementos que apresentem grande
deformacdo. A escolha da malha levou em considerag¢ao os pontos criticos da ligacdo.
Desta forma, a malha mais refinada na regido da solda, onde se espera uma maior
concentracdo de tensdes, e nas demais regides, optou-se por uma malha com
proporc¢des adequadas e regulares, a fim de evitar problemas numéricos. A utilizacdo de
elemento sdlido para a representacdao do modelo estudado tem sido mais empregada
nos ultimos trabalhos realizados sobre o assunto, com resultados melhores para a
analise dos efeitos, ressaltando-se a necessidade de pelo menos trés elementos ao longo

da espessura.

A analise considerou a ndo linearidade geométrica e do material, a fim de reproduzir o
comportamento global das ligacGes em termos de rigidez, resisténcia e capacidade de
deformacdo. Para a ndo linearidade geométrica utilizou-se a Formulagcdo de Lagrange
Atualizado e para a ndo linearidade do material, o critério de plastificacdo de von Mises.
Essas consideragdes permitem uma comparagao efetiva com os resultados obtidos por
meio do Eurocode 3 (2005), da ABNT NBR 16239 (2013), da ISO 14346 (2013), da AS/NZS
4673 (2001) e da formulagdo de Feng e Young (2008, 2011), para as questdes de Estado
Limite Ultimo (ELU). A Figura 6 apresenta o modelo estudado, bem como o detalhe da

malha na regidao da solda.

Os perfis foram modelados considerando-se a regido da conformacdo do perfil
(arredondado) e a solda apenas na parte plana, por apresentar resultados similares a

configuracdo com a solda completa, com menor custo computacional.

Figura 6 — Malha de elementos finitos do modelo numérico.

As propriedades mecanicas do aco inoxidavel duplex usado na ligacdo sdo apresentadas

na Tabela 1. Foi usada a curva verdadeira do ago inoxiddvel para a andlise numérica
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considerando-se a modificacdo da area transversal do corpo de prova usado no ensaio
de caracterizacdo a tragcdo do material (Feng e Young, 2008). A solda possui médulo de

elasticidade de 200 GPa e resisténcia ao escoamento de 830 MPa.

Tabela 1 — Propriedades mecanicas dos elementos (em MPa).

Elemento (h x b x t) E Op | COo1 | Oy=002% | Oos | O10 | Ou | Ef(%)
Banzo 160x80x3 208000 | 167 | 481 536 570 | 595 | 766 40
Montante 40x40x2 216000 | 164 | 633 707 748 | 780 | 827 29

Para validacdao do modelo numérico proposto foi utilizada uma das ligacdes ensaiadas
por Feng e Young (2008, 2011) onde se aplicou o critério de deformacao limite para
obtencdo da resisténcia da ligacdo — Figura 7. O modelo escolhido considera uma ligacao
T em aco inoxidavel duplex com se¢bes transversais de 160x80x2,96 e 40x40x1,96 para
o banzo e o montante, respectivamente, cuja verificacdo dos limites geométricos é

apresentada em Feng e Young (2008).
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Figura 7 — Ensaio experimental - posicionamento dos transdutores de deslocamentos
(Feng e Young, 2008).

A aplicacdo da carga é feita na forma de deslocamentos prescritos na parte superior do
montante. Tal aplicacao é considerada uniforme na superficie do montante devido a
placa rigida de distribuicdo de carga. O banzo é completamente apoiado sobre a base
do equipamento de realizacdo do ensaio — Figura 8 (a). Nos ensaios experimentais, o
carregamento de compressao foi gerado devido ao deslocamento vertical da base do
equipamento no sentido vertical de baixo para cima. Transdutores de deslocamento
distando 20 mm de cada lado da face do montante foram instalados, com a fungao de

medir os deslocamentos na face superior do banzo devido ao efeito do carregamento.

Com o resultado calibrado cuja discussdo sera apresentada na proxima secdo deste
artigo, foi desenvolvida uma analise paramétrica, constituida da variacdo das secOes
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transversais do banzo, incluindo também a variacdo da espessura, conforme

apresentado na Tabela 2.

Pode-se observar que foram escolhidas cinco variacdes de largura do perfil do banzo e
cinco variagGes na espessura, totalizando dez modelos numéricos. Para essa escolha,
foram verificadas e atendidas as limitacdes geométricas impostas pelo Eurocode 3
(2010), pela ABNT NBR16239 (2013) e pela ISO 14346 (2013). Para as ligacGes
consideradas na andlise paramétrica, conforme citado anteriormente, optou-se por
avaliar somente ligagcdes com 0,25 <3 < 0,85, cujo modo de falha é caracterizado apenas
pela ruina plastica da face conectada do banzo, conforme apresentado na Figura 8 (b),
evitando assim outro modo de falha observado por Feng e Young (2008, 2011)
caracterizado pela flambagem da parede lateral do banzo para ligacdes com B = 1,0 —

Figura 8 (c).

Tabela 2 — Caracteristicas geométricas dos modelos da andlise paramétrica.

Geometria
Modelo Banzo Montante
h b t h b t P 2
0 0 0 1 1 1
1 160,5 80,6 2,96 40,1 40,3 1,96 0,50 27,23
2 160,5 80,6 3,26 40,1 40,3 1,96 0,50 24,72
3 160,5 100,6 2,96 40,1 40,3 1,96 0,40 33,99
4 160,5 100,6 3,26 40,1 40,3 1,96 0,40 30,86
5 160,5 120,6 2,96 40,1 40,3 1,96 0,33 40,74
6 160,5 120,6 3,26 40,1 40,3 1,96 0,33 36,99
7 160,5 140,6 2,96 40,1 40,3 1,96 0,29 47,50
8 160,5 140,6 3,26 40,1 40,3 1,96 0,29 43,13
9 160,5 150,6 2,96 40,1 40,3 1,96 0,27 50,88
10 160,5 150,6 3,26 40,1 40,3 1,96 0,27 46,20

Quanto as propriedades mecanicas do material foram mantidas as apresentadas na
Tabela 1 caracterizando uma curva tensao versus deformacao multilinear tendo em vista
o comportamento ndo linear do material ago inoxidavel duplex sem patamar de

escoamento definido.
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(a) Configuracdo do ensaio  (b) Plastificagcdo da face superior  (c) Falha da parede lateral

Figura 8 — Layout do ensaio experimental e modos de falha - Ligacdo T (Feng e Young,
2008, 2011).

4 Resultados e discussoes

A calibracdo do modelo numérico desenvolvido no presente trabalho foi realizada com
a comparacgao das curvas carga versus deslocamento vertical da face superior do banzo
apresentada na Figura 9. A ligacdo T em aco inoxidavel duplex considerada foi
constituida de secdes transversais de 160x80x2,96 e 40x40x1,96 para o banzo e o
montante, respectivamente, tendo sido ensaiada em laboratério por Feng e Young
(2008, 2011). Para essa comparacdo de resultados, considerou-se o deslocamento
obtido pelos transdutores de deslocamento posicionados a 20 mm da face lateral do
montante, conforme apresentado na Figura 7. A Figura 9 também apresenta a
comparacdo da configuracdo deformada entre o experimental e o modelo numérico,
evidenciando que a plastificacdo da face superior do banzo é o estado limite ultimo que

controla o dimensionamento da ligacao.

De acordo com o critério de deformacao limite, para um deslocamento de 3%bo (2,4 mm
considerando-se que o banzo esta posicionado com a base sendo a menor largura da
secdo), as resisténcias experimental e numérica sdo iguais a 46,3 kN e 47,3 kN,
respectivamente, representando uma diferenga de apenas 2%, evidenciando assim, uma
excelente correlagdo entre os resultados e a calibragdo do modelo. O préximo passo é o
estudo paramétrico, onde as curvas carga versus deslocamento para os modelos

numeéricos sdao apresentadas na Figura 10.
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Figura 9 — Comparacao de resultados - experimental e numérico.

Os graficos sdo divididos de acordo com a relacdo de B, que corresponde a relagdo entre
a largura do montante e do banzo. Observa-se que para uma pequena variagdo de
espessura obtém-se um aumento na resisténcia da ligacdo, que também ocorre nas
equagdes de dimensionamento, por considerar a espessura do banzo ao quadrado. Em
relacdo ao aco inoxidavel, pode-se verificar que a maior ductilidade do material
possibilita uma reserva de resisténcia considerdvel, observada pela diferenca entre o
valor de resisténcia obtido pelo critério de deformacdo limite e a forca axial maxima

desenvolvida nas ligagdes estudadas.
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Figura 10 — Curvas carga versus deslocamento.
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Nestes graficos é possivel observar que préoximo ao deslocamento caracterizado por
3%by, a inclinacdo da curva é modificada, entretanto continua a apresentar um ganho

de resisténcia consideravel até atingir niveis elevados de deslocamento aplicado.

Avaliando-se as resisténcias das ligagcdes obtidas pelas equacdes de dimensionamento
do Eurocode 3 (2010) e ABNT NBR 16239 (2013), N1,rd, da ISO 14346 (2013), N1+, da
AS/NZS 4673 (2001), N1,, e de Feng e Young (2008, 2011), N1np € comparando com o0s
resultados obtidos por meio da aplicacdo do critério de deformacao limite de 3%bo (Ny

para estado limite ultimo), obtém-se os resultados apresentados na Tabela 3.

Tabela 3 — Comparacdo de resultados - Analise paramétrica.

Modelo B Nu3%bo | Nird | N1t | Nin | Ninp | Nyra/ | Nix/ Nin/ | Ninp/
(kN) | (kN) | (kN) | (kN) | (kN) | Nu3%bo | Nu,3%bo | Nu,3%bo | Nu,3%b0
1 0,50 60,4 | 35,9 | 32,5 (36,0| 28,7 | 0,59 0,54 0,60 0,47
2 0,50 71,2 | 43,6 | 39,4 |43,6| 36,1 | 0,61 0,55 0,61 0,51
3 0,40 43,4 | 30,5 | 28,2 {30,5| 22,2 | 0,70 0,65 0,70 0,51
4 0,40 50,9 | 37,0 | 34,3 {37,0| 28,1 | 0,73 0,67 0,73 0,55
5 0,33 32,3 27,7 | 26,0 |27,7| 18,1 | 0,86 0,81 0,86 0,56
6 0,33 37,8 | 33,6 | 31,5 (33,6| 23,3 | 0,89 0,83 0,89 0,62
7 0,29 30,6 | 26,0 | 24,6 | 26,0| 15,0 | 0,85 0,80 0,85 0,49
8 0,29 29,6 | 31,5 | 29,9 |31,6| 19,7 | 1,06 1,01 1,07 0,66
9 0,27 27,7 | 25,4 | 24,1 |25,4| 13,7 | 0,92 0,87 0,92 0,49
10 0,27 32,4 | 30,8 | 29,3 {30,8| 18,2 | 0,95 0,90 0,95 0,56
Média| 0,82 0,76 0,82 0,54
Desvio padrao| 0,14 0,15 0,14 0,06
CoVv| 0,18 0,19 0,18 0,11

N1,rd € a resisténcia da ligacdo calculada pelo Eurocode 3 (2010) e pela NBR16239
(2013);

N+ é a resisténcia da ligacdo calculada pela ISO 14346 (2013);

N1, € a resisténcia da ligacdo calculada pela AS/NZS 4673 (2001);

Nin é a resisténcia da ligacdo calculada pela formulacdo de Feng e Young (2008,
2011).

Observa-se que os valores obtidos pelas equagcbes da norma australiana/neozelandesa
AS/NZS 4673 (2001) que contempla o dimensionamento de ligacGes tubulares em aco
inoxidavel sdo similares aos obtidos pelo Eurocode 3 (2010) pela ABNT NBR 16239
(2013) e pela ISO 14346 (2013) que consideram apenas ligacdes tubulares em aco
carbono, o que indica que ambas as normas fazem considera¢Ges préximas para as

ligacGes tubulares.
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Entretanto, apesar de a média das razdes entre as resisténcias calculadas analiticamente
e as obtidas por meio da analise numérica serem menores do que 1,0, verifica-se que ao
se dimensionar tais ligacdes pelas formulacdes apresentadas, pode-se obter um
dimensionamento um pouco mais conservador do que o necessario. E ainda, verifica-se
os valores de desvio padrdo e do coeficiente de variacdo em todas as formulagdes sdo
elevados, evidenciando uma maior discrepancia entre os resultados de uma mesma
formulacdo. Cabe ressaltar que a formulacdo de Feng e Young (2008, 2011) foi baseada
ainda no critério de deformacao limite considerando-se a limitacdo do estado limite de
servico e por este motivo apresenta a menor média, porém, com menores valores de
desvio padrao e covariancia. Estas observagdes ficam claras quando se observa a Figura
11 (a) que mostra graficamente a distribuicdo das razoes apresentadas na Tabela 3 em

funcdo do parametro B.

Considerando-se os resultados obtidos, um fator de corre¢do pode ser aplicado aos
valores de resisténcia calculados pelo Eurocode 3 (2010) e pela ABNT NBR 16239 (2013)
de forma a se obter resultados menos conservadores, sendo apresentado na Equacao
25, devendo ser multiplicado na Equacdo 6 que fornece a resisténcia da ligacdo T
estudada neste trabalho, ja que essas duas normas ndo permitem o dimensionamento
de ligagOes tubulares soldadas constituidas de ago inoxidavel. Desta forma, obtém-se os
resultados apresentados na Figura 11 (b) que fornece valores iguais a 0,95, 0,07 e 0,07

para a média, o desvio padrdo e o coeficiente de variacao, respectivamente.
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Figura 11 — Razdo entre resisténcia numéricas e calculadas analiticamente.
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5 Consideragoes finais

O aumento da aplicagao de perfis tubulares em elementos estruturais no Brasil pode ser
observado nos ultimos anos, devido as suas propriedades mecanicas e elevada
resisténcia, além de estar em consonancia com os conceitos de sustentabilidade cada
vez mais empregados na construcdo civil. Para o dimensionamento das ligacGes
estudadas foram consideradas as equacgdes propostas pelo cédigo europeu Eurocode 3
(2010), a norma brasileira ABNT NBR16239 (2013), a norma ISO 14346 (2013), a norma
australiana/neozelandesa AS/NZS 4673:2001 (2001) e a formulagdo de Feng e Young
(2008, 2011), permitindo apresentar uma comparac¢ao entre as formulagGes e o modelo
numérico desenvolvido, para ligacOes tipo T entre perfis RHS (banzo e montante)

constituidas de aco inoxidavel duplex.

A calibracdo do modelo considerou os resultados experimentais realizados por Feng e
Young (2008, 2011), e apresentou uma boa concordancia entre os mesmos. Com este
modelo foi possivel desenvolver a andlise paramétrica, com a variacao da largura da
base do banzo e de sua espessura, ou seja, dos parametros B e 2y, respectivamente.
Observa-se que com pequenas variagées na espessura do banzo é possivel ter um ganho

significativo de resisténcia da ligagdo comparado ao modelo de menor espessura.

Os valores obtidos pelas equacdes da norma australiana/neozelandesa AS/NZS 4673
(2001) que contempla o dimensionamento de ligagGes tubulares em ago inoxidavel sdo
similares aos obtidos pelo Eurocode 3 (2010), pela ABNT NBR 16239 (2013) e pela ISO
14346 (2013), que consideram apenas ligacdes tubulares em aco carbono, o que indica
que as normas fazem considerag¢des préximas para as ligagGes tubulares. Verifica-se que
ao se dimensionar tais ligacdes pelas formulacGes apresentadas, pode-se obter um

dimensionamento um pouco mais conservador do que o necessario.

Considerando-se os resultados obtidos, um fator de correcdo foi proposto para ser
aplicado aos valores de resisténcia calculados pelo Eurocode 3 (2010) e pela ABNT NBR

16239 (2013), de forma a se obter resultados menos conservadores.

O desenvolvimento de novos modelos para a ampliagao da analise paramétrica e a
confirmacao das conclusdes apresentadas é uma sugestdo para trabalhos futuros. Tal

analise podera servir de base para novos programas experimentais.
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