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ESTUDO PARAMETRICO SOBRE O COMPORTAMENTO ESTRUTURAL E
DIMENSIONAMENTO DE TERCAS DE ACO RESTRINGIDAS PELAS TELHAS

Luiz Carlos Marcos Vieira Junior ! & Maximiliano Malite 2

Resumo

Tercas e longarinas metalicas séo geralmente projetadas no Brasil desconsiderando a interacdo com as telhas,
ou seja, como barras isoladas, apesar da norma brasileira NBR 14762:2001 apresentar um procedimento de
célculo que leva em consideracdo tal interacdo (método do fator R). Foram analisados modelos numéricos
propostos na literatura e desenvolvido um modelo via método dos elementos finitos (MEF) que incorpora as nao
linearidades e o contato terca-telha. O modelo foi calibrado com resultados experimentais e posteriormente foi
realizada uma andlise paramétrica, a qual permitiu gerar expresses que relacionam a forca (vento de succao)
com os deslocamentos. Foi também analisada a viabilidade da aplicacdo do método da resisténcia direta (MRD)
ao dimensionamento de tercas restringidas pela telha, empregando o método das faixas finitas (MFF) para a
analise de estabilidade elastica, em que a restricdo promovida pela telha foi modelada por meio de vinculos
elasticos na mesa conectada com a telha. Foram considerados dois casos de distribuicdo de tensfes normais: (i)
tensdes oriundas somente da flexdo e (ii) tensGes oriundas da flexdo e torcdo. Em ambos 0s casos 0 momento
resistente apresentou diferencas relativamente elevadas em relacéo ao obtido pelo método do fator R, refletindo a
necessidade de uma abordagem especifica do método para o sistema terga-telha.

Palavras-chave: Estruturas de aco. Perfis formados a frio. Tercas de ago. Terca-telha. Método da resisténcia
direta.

BEHAVIOR AND DESIGN OF COLD-FORMED STEEL PURLIN-SHEETING
SYSTEMS

Abstract

Brazilian and American design standards for cold-formed steel structures prescribe a design method — R method
— that considers the interaction between purlin and sheeting. It is, however, a common practice to disregard the
contribution of the sheeting in the design of purlins and side-rails. Experimental results were used to calibrate
non-linear finite elements (FE) models of the purlin-sheeting systems. The FE models were used to explore the
behavior and strength of purlin-sheeting systems as well as to generate equations that predict the vertical
displacement of the system. This paper also presents a study to verify the possibility of designing purlin-seething
systems by the direct strength method (DSM). Springs attached to the purlin flange simulate the restraint provided
by the sheeting; the elastic buckling analysis was carried out by finite strip models. Two longitudinal stress
distribution were considered: (i) pure bending and (ii) bending and torsion. Results revealed that the DSM leads
to much greater strength prediction than the R method, therefore future research is needed in order to use the
DSM in the design of cold-formed steel purlin-sheeting systems.
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1 INTRODUCAO

As tercas sao elementos estruturais que servem de elo entre as telhas de cobertura e as
tesouras, assim sendo, transmitem o carregamento aplicado nas telhas as tesouras (ou estrutura
principal). O mesmo elemento recebe a denominacdo de longarina quando apdéiam as telhas de
fechamento lateral e transmitem o carregamento aos pilares

Nos Ultimos anos, diversos pesquisadores tém analisado e sugerido modelos para o
dimensionamento de vigas conectadas a painéis, com base em modelos tedricos e experimentais.
Cabe ressaltar Pektz & Soroushian que deram as bases ao procedimento adotado pelo Eurocode 3 —
parte 1.3 (1996), LaBoube desenvolveu o método incorporado pelo AISI a partir de 1991, Ye
apresenta em suas pesquisas modelos importantes para a compreensao dos modos de instabilidade,
além de outros pesquisadores que tem proposto métodos de andlise numérica como Teoria
Generalizada de Vigas (GBT), Método das Faixas Finitas (MFF) e Método dos Elementos Finitos
(MEF).

Baséaglia (2004) modelou o sistema terca-telha via MEF utilizando o programa ANSYS com
grande refinamento e conseguiu reproduzir satisfatoriamente os resultados experimentais obtidos por
Javaroni (1999), no entanto, o tempo de processamento necessario para realizar o estudo paramétrico
seria inviavel.

Dessa forma, o presente trabalho propde modelos numéricos que viabilizam o estudo
paramétrico do comportamento estrutural de tergas biapoiadas em perfil U, (U enrijecido) e também
analisa a viabilidade da utilizacdo do método da resisténcia direta para o dimensionamento de tercas.

2 REVISAO BIBLIOGRAFICA

Os perfis formados a frio apresentam relacdo largura/espessura que conduzem a modos de
falha por instabilidade, sendo sensivel a contribuicdo das telhas para a estabilidade lateral das tercas
e, conseguentemente, para a capacidade resistente aos carregamentos aplicados. A partir dessas
informagdes o proximo item visa elucidar os modos de instabilidade.

2.1 Modos de falha por instabilidade

Os perfis formados a frio estdo sujeitos a modos de falha por instabilidade local, global,
distorcional ou efeitos simultaneos, que geralmente conduzem a esforgos resistentes inferiores a
plastificacdo da secdo transversal. O modo de instabilidade est4 condicionado as propriedades
geométricas, as condicdes de contorno e aos carregamentos aplicados. A figura 1 ilustra o
comportamento de um perfil U, (U enrijecido), submetido a flexdo simples, relacionando a tenséo de
flambagem com o comprimento de meia onda.

O ponto 1 caracteriza a flambagem local, ou seja, as arestas permanecem na mesma posi¢cao
e 0s angulos entre elementos permanecem inalterados, no entanto, os elementos comprimidos
apresentam deslocamentos perpendiculares ao seu plano. A flambagem local é predominante em
perfis com comprimento destravado pequeno em relagdo as dimensdes do perfil.

O ponto 2 caracteriza a flambagem distorcional, na qual ocorre a rotagdo do conjunto mesa-
enrijecedor de borda em relacdo a alma, os angulos entre elementos sdo alterados e
consequentemente ha a translagdo da aresta posicionada na juncdo da mesa com o enrijecedor. O
ponto 3 caracteriza a flambagem lateral com torcéo, ou seja, flambagem global, onde ocorre a tor¢céo
do perfil acompanhada de um deslocamento lateral.

Finalmente, o ponto 4 caracteriza particularmente o caso de perfis com a mesa tracionada
restringida, que € o caso da interacao terca-telha sob o efeito de vento de succéo. O efeito conhecido
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como flambagem distorcional lateral é o resultado do acoplamento do efeito da flexdo transversal da
alma (flambagem distorcional) com o deslocamento lateral da mesa comprimida.

— Mesa Superior Comprimida
Mesa Inferior Tracionada

FLAMBAGEM
7 DISTORCIONAL
LATERAL (mesa
tracionada restringida)

Tensao de flambagem

FLAMBAGEM

FLAMBAGEM DISTORCIONAL

I LOCAL

3, —
FLAMBAGEM LATERAL
COM TORGAO

=
L

Comprimento de meia onda

Figura 1 — Tensao de flambagem elastica versus comprimento de meia onda para um perfil U.. Fonte: Adapt.
Hancock et al.(2001).

2.2 Comportamento estrutural do sistema terca-telha

Os sistemas terga-telha podem estar submetidos a carregamentos gravitacionais e de sucgao.
O carregamento gravitacional é transferido para a ter¢a pelo contato existente entre a telha e a terca,
ou seja, uma carga distribuida por area, a qual por simplificacdo é substituida por uma carga
distribuida linearmente na posi¢do da conexdo da terca com a telha. Ja o carregamento de sucgéo é
transferido da telha para a terca somente pelo conector, no entanto para simplificacdo ao invés de
considerar cargas pontuais no ponto onde é instalado o conector considera-se uma carga distribuida

linearmente ao longo da posi¢do do conector.

Os efeitos produzidos pelo carregamento sdo resultantes do acoplamento da flexado, da tor¢ao
e do fluxo de tensdes cisalhantes. Analisando o perfil U, submetido a carregamento gravitacional ou
de succdo aplicado paralelo a alma (Figura 2a) ocorrera flexdo simples e, portanto deslocamento

perpendicular & mesa do perfil. Como o carregamento ndo estd aplicado no centro de torgdo ira
ocorrer a tor¢ao e o fluxo de tensdes de cisalhamento podera gerar a distor¢do do perfil.
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Figura 2 — Comportamento estrutural do perfil U, sem restricdo a rotacéo e conectado a telha. Fonte: Basaglia
(2004).

2.3 Modelo de LaBoube (University of Missouri-Rolla)

O Modelo de Laboube (1988, 1991 e 1992) consiste em um procedimento empirico de analise
em caixa de succdo. O dispositivo da caixa de suc¢do € composto pelo conjunto telha-terca a ser
ensaiada, sujeita a uma diferenca de presséo interna e externa provocada pela retirada do ar contido
no interior da caixa.

O momento fletor maximo observado no ensaio é relacionado com o momento fletor de inicio
de escoamento da sec¢éo efetiva, obtendo-se um fator de reducéo R.

Mg=R-W, - f, (1)
Onde:

M r - momento fletor resistente (valor limite estabelecido no ensaio);

R: fator de reducéo;

W, : médulo de resisténcia elastico da segéo efetiva referente ao inicio de escoamento da secgéo
efetiva;

fy : resisténcia ao escoamento do aco.

Os valores médios do fator de reducdo R encontrados por LaBoube (1988) e adotado pelo
AISI (1991) sdo mostrados na tabela 1. Estes mesmos valores sdo adotados pela norma brasileira
ABNT NBR 14762:2001 (Anexo F).
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Tabela 1 — Valores do fator de reducéo R encontrados por LaBoube (1988)

Secao Sistema R
Ue (biapoiado, sem linhas de corrente) 0,40
Ze (biapoiado, sem linhas de corrente) 0,50
Ue (continuo, sem linhas de corrente) 0,60
Ze (continuo, sem linhas de corrente) 0,70

Apbs a revisdo do AlSI (1996), o AISI (2001) adotou para tercas biapoiadas outros valores
para o fator R, em que h& a variacdo do mesmo em fun¢do da altura do perfil, jA que em tercas de
menor altura o efeito da distor¢ao lateral € menor. O fator R continua 0 mesmo para ter¢cas com altura
entre 216 e 292 mm, porém € alterado para perfis Ue e Ze de altura inferior a 216 mm.

Tabela 2 — Valores do fator de R adotados nas recomendagdes do AlSI (2001)

Tercas biapodas sem linhas de corrente
Secéo Altura do perfil (mm) R
Ue OU Ze bw < 165 0,70
Ue OU Z 165 < b, <216 0,65
Z. 216 < b,, <292 0,50
Ue 216 < b, <292 0,40

3 MODELAGEM NUMERICA

Foram analisados modelos numéricos propostos na literatura e desenvolvido um modelo via
método dos elementos finitos (MEF) que incorpora as nao linearidades fisica e geométrica e o contato
terca-telha. O modelo foi calibrado com resultados experimentais desenvolvidos por Javaroni (1999).

Para a representacdo dos ensaios foram utilizados quatro elementos que podem ser
encontrados na biblioteca interna do ANSYS (1997). Foi utilizado um elemento de casca denominado
SHELL181, dois elementos de contato denominados TARGE170 e CONTAL173 e um elemento de
mola denominado COMBIN39.

Para a consideracgdo da néo linearidade do material ago da terca e telha foi adotado o material
com modelo constitutivo elastopléstico trilinear com encruamento isotropo e critério de plastificagdo de
von Mises.

3.1 Ensaios realizados por Javaroni (1999)

Os ensaios em caixa de succédo realizados por Javaroni (1999) (Figura 3) foram adotados
como referéncia para as analises numéricas do presente trabalho. Os protétipos ensaiados foram
constituidos por trés tercas espacadas por 1780 mm e com 5620 mm de comprimento e telha com 40
mm de altura e 0,65 mm de espessura. Para a calibracdo dos modelos numéricos foi considerado o
perfil U 127x50x17x3,00 conectado as telhas em todas as ondas.
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Figura 3 — Ensaio do sistema terca-telha em caixa de succao. (Fonte: Javaroni (1999)).

3.2 Modelo proposto 1

Basaglia (2004) adotou em suas simula¢cdes modelo idéntico ao ensaio de sucgédo realizado
por Javaroni (1999), utilizando-se apenas de um eixo de simetria situado a meio vao da terca.
Baseado em Baséglia (2004) foi desenvolvido o modelo proposto 1 o qual é apresentado na figura 4.
O eixo de simetria na secdo a meio vao da terca restringe segundo o eixo apresentado na figura o

deslocamento na diregéo do eixo z e as rotagcdes em torno de x ey (U, = ¢X = ¢y =0), ja o eixo de

simetria simulando a continuidade da telha restringe os deslocamentos na direcdo do eixo X e as
rotacdes em torno dos eixos y e z (U, = ¢y = ¢Z =0).

e - eixo de simetria
*(continuidade da terca e telha)

eixo de simetria Se7
7 N

(continuidade da telha) ——w__ | _~ o /
7’

Figura 4 — Modelo proposto 1.

3.3 Modelo proposto 2 (Mola)

O modelo proposto 2 (Figura 5) consiste no perfil da terca, nos apoios simulando os
parafusos, nas forcas nodais, na mola referente a rigidez imposta pela conexao terca-telha e no eixo
de simetria (apenas meio vao da terca é simulado). Cada n6 no centro da mesa superior do perfil
dispde de um elemento de mola rotacional, uma for¢ca concentrada e um apoio restringindo o
deslocamento na dire¢do do eixo x que ira simular a rigidez lateral da telha.

6
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Figura 5 — Modelo Proposto 2 (Mola).

3.4 Validacdo do modelo numérico

Ao analisar-se o deslocamento vertical (Figura 6a) é possivel verificar uma concordancia
satisfatoria entre o0 modelo experimental e todas as analises numéricas, no entanto o modelo proposto
1, foi o que apresentou melhor concordancia.
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b} Grafico comparativo das tensbes normais ao plano da segdo transversal

Figura 6 — Graficos utilizados para a validacdo do modelo numérico.
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No grafico de barras da Figura 6b é comparada as tensdes normais ao plano da secao
transversal no meio do vao adquiridas pelo modelo proposto 1 e 2, sendo que sdo apresentados
pontos com diferencas significativas e pontos com boa concordancia. Dessa forma, pode-se dizer que
0s modelos apresentam boa concordancia com o experimental, sobretudo para a analise de
deslocamentos.

4 ANALISE PARAMETRICA

A partir do modelo proposto 1, item 3.2, foi desenvolvida uma analise paramétrica para tergas
biapoiadas em perfil Ue. Os perfis e vaos adotados refletem as préticas usuais do mercado brasileiro
(Tabela 3).

Tabela 3 — Dimensdes dos perfis e vaos adotados na analise paramétrica

Secdo Perfil (by, x bs x d x ) Vao
‘y 150x60%x20x1,5 4788 a 6498 mm
‘ 1
1 150x60x20x2,65 4788 a 6840 mm
|
A R 3
| 200x75%x20x2 5814 a 8208 mm
©
|
-

250x85x25x2 7524 a 9576 mm
by

o 250x85x25x3 7524 a 9576 mm
U= U enrijecido

Dois estados limites devem ser verificados, o estado limite Gltimo e o estado limite de servico.
Os estados-limites Gltimos sdo aqueles associados ao colapso parcial ou total da estrutura, os quais
compreendem perda de equilibrio da estrutura ou parte dela como corpo rigido, deformagéo
excessiva, ruptura ou instabilidade. O estado-limite de servi¢o corresponde a situacdes além das quais
critérios de servigo especificados ndo sdo mais atendidos, portanto para as tergas consiste em
deslocamentos excessivos que venham a prejudicar a estanqueidade, a estética ou provocar danos
em componentes a elas vinculados.

Para tercas em geral é proposto pela ABNT NBR 14762:2001 o limite de deslocamentos de
L/180 (L € o vao da terca). Como a andlise sera feita em conjunto com casos associados a estados-
limites Ultimos, convencionou-se adotar o limite L/120.

A Tabela 4 mostra os valores de presséo aplicados a telha para atingir cada um dos itens
analisados, os valores sdo mostrados para os vaos extremos de cada secao transversal analisada. E
importante ressaltar que o Unico modelo dentre os apresentados nessa tabela em que foi identificada
instabilidade e escoamento da sec¢éo, seja pelo critério de von Mises ou escoamento longitudinal foi o
modelo com perfil Ue 250x85x25x2 e vao igual a 7524 mm, no entanto a pressao-limite também é
referente a atingir o deslocamento excessivo.

Na Tabela 4 é mostrada a grande diferenca entre atingir o limite de deslocamentos identificado
pela analise elastica de terca biapoiada e pela andlise numérica, as diferencas chegam a 60% como
no modelo Ue 200x75x20x2 e vao: 5814 mm. Outra questao a salientar sdo os valores resultantes dos

8
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processos normativos que ora estd muito a favor da seguranca, Ue 250x85x25x2 e vao igual a 9576
mm, e ora esta contra a seguranca, Ue 250x85x25x3 e vao igual a 7524mm.

Também é apresentado na Tabela 4 na ultima coluna o fator R necessario para limitar os
deslocamentos excessivos. Pelos valores encontrados é possivel simplificadamente adotar R=0,6 para
tercas biapoiadas em perfil Ue.

Tabela 4 — Valores de pressdo (kN/m2), para os itens analisados nos modelos extremos de cada faixa de vao
estudada

Pressdo* (kN/m?)
Secdo transversal vio R**
Ue
P1 P2 P3 P4 P5 P6
150x60%20x1 5 4788 1,06 1,11 0,95 0,65 0,42 0,74 0,61
6498 0,58 0,60 0,38 0,35 0,23 0,41 0,60
1,86 1,86 1,60 1,13 , , ,
150x60x20x2,65 4788 0,74 1,30 0,61
6840 0,92 0,92 0,55 0,54 0,37 0,64 0,59
1,58 1,62 1,56 0,98 , ) )
200X75x20x2 5814 0,63 1,03 0,62
8208 0,83 0,87 0,58 0,50 0,33 0,54 0,60
7524 1,39 1,48 1,34 0,89 0,56 0,56 0,64
250x85x25x2
9576 0,86 0,91 0,65 0,57 0,34 0,34 0,66
7524 2,12 2,12 1,95 1,31 0,85 0,85 0,62
250x85x25x3
9576 1,33 1,33 0,95 0,83 0,53 0,53 0,62

Onde:

P1: Presséo correspondente a0 Mg= Wt.fy;

P2: Presséo correspondente ao Mg= W.f;

P3: Pressdo correspondente a atingir L/120 na analise elastica de deslocamento;

P4: Pressdo correspondente a atingir L/120 no modelo numérico;

P5: Presséo correspondente a0 Mg= R.W,.f, como definido pela NBR 14762:2001;

P6: Presséo correspondente ao Mg= R.W,.f, como definido pelo AISI (2001).

Nota: * Valores de pressao para tercas com largura de influéncia de 2 metros.
** Valor do fator R necessario se considerado como limite o limite de deslocamento L/120
definido na modelagem numérica.

4.1 Estado-limite de servigo

Devido a significativa resposta ndo linear do sistema telha-ter¢a, os resultados da andlise
paramétrica permitiram determinar uma expressao para avaliar o deslocamento em funcéo dos demais
parametros envolvidos.

Para isso foi empregado o programa Table Curve 3D, onde ap0s varias simulacdes optou-se

. . . A 3 ~ Z
por considerar um eixo relativo parametro L°/W , sendo L o vdo da terca e W o moédulo de
resisténcia elastico da sec¢do bruta, o outro eixo relativo a forga uniformemente distribuida na terca
(P), ou seja, o produto da presséo aplicada na telha pela largura de influéncia e o outro eixo com a

incégnita, o deslocamento vertical, representado por d .

Diversas expressfes sdo fornecidas pelo programa e somente as mais expressivas Sao
listadas. Foram selecionadas as que fossem de facil aplicacdo e que proporcionaram boa
concordancia com a analise numérica. A concordancia foi avaliada pelo fator r?, o fator tende ao valor
1 quanto melhor a aproximacéao.
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As expressbes (4.1) e (4.2) sdo relativamente simples e apresentam r’=0,9629 e 0,93,
respectivamente, portanto refletindo um ajuste satisfatorio.

3
In(d) =-17,59 +1, 20. In(L) +1,41.In(q)
W (4.1)
3
d =1/(24,63.10° - 7,87. L +40,85.10 /(\/E))
W (4.2)

A Figura 7 apresenta a superficie ajustada pela expressédo (4.1), na figura a superficie é
apresentada por mapa de cores e 0s pontos séo plotados, sendo que os pontos vermelhos séo os que
se encontram mais distanciados.

Comrpleto
Rank 131 Egn 151232885 Inz=a+birx+ciny
M2=096294366 DF AQ)r2=) 86233557 FRICErm).93796171 Falat=16047.213
23=-17.590113 b=1. 1997265
Cc=1.4030133

25

20 ‘g

15 £

10 E

8

E ° 2
g ¥ 1-2e007
E TTev07
8 Tex7
§ o
a 9‘0%6 &

Figura 7 — Aproximacéao dos deslocamentos verticais pela superficie da equacéo (4.1).

Outra aproximacdo que resultou em bons resultados foi restringir os valores de entrada
somente em deslocamentos entre L/100 e L/150. A equac&o (4.3) na qual o fator r* resultante é igual a
0,9825. Assim a equacédo encontrada, apesar de ndo prever satisfatoriamente todo o comportamento
do modelo, apresenta a melhor concordancia nos pontos de seu dominio.

In(d) =-6,98 + 33, 47.103.(In(VL\;))2 +1,09.1n(q) 4.3)

A Figura 8 mostra a comparagdo ao se utilizar as equagdes propostas. Dois modelos séo
apresentados o primeiro, Figura 8a, apresentou diferencas pequenas a partir da utilizacdo de todas as
equacdes, j4 a Figura 8b, foi um dos modelos que apresentou maiores diferengas. O ponto de analise
das diferencas é aquele correspondente a um deslocamento de L/180.

Na Figura 8 em ambos os modelos constata-se que a equacao (4.3) apresenta diferengca muito
pequena, enquanto a equacado (4.1) apresenta menor exatiddo apesar de ndo possuir limite de
deslocamentos para ser empregada, ja a equacédo (4.2) mostra que as diferencas sdo muito grandes e
gue ndo é interessante utilizar equacdes ainda mais simplificadas.

10
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curvas propostas para determinar o deslocamento das tercas metalicas
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b) Modelo do perfil Ue 250x85x25x3, vdo=7866mm apresentando diferencas maiores quanto a
aproximacdo de algumas curvas propostas para determinar o deslocamento de tercas
metalicas

Figura 8 — Comparacgéao entre curvas analisadas e dois modelos em elementos finitos de tercas
metalicas.

4.2 Estado-limite Gltimo

Dos modelos analisados no programa ANSYS, cinco apresentaram instabilidade de alma,
sendo todos perfil U, 250x85x25x2 e vaos de 7524, 7866, 8208, 8550 e 8892 mm. O estudo mais
detalhado de como pode ser determinado o momento resistente da terca é realizado no préximo item.

Os resultados de instabilidade de alma apresentados pelo programa ANSYS devem ser
analisados com cautela, lembrando que o ensaio ao qual o modelo numérico foi calibrado nao
apresentou instabilidade de nenhuma natureza, sendo o deslocamento excessivo o fator limitante.
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Assim, da-se por necessario antes de qualquer afirmagdo, que o modelo numérico seja
comparado a ensaios em que fiqgue evidente o fendmeno de instabilidade. Deve-se atentar
particularmente as imperfeicdes iniciais, ao grau de restricdo que os apoios laterais (simulacdo dos
parafusos) oferecem e as plastificacfes que acontecem nas regides de ligacao.

4.3 Método da Resisténcia Direta (MRD) aplicado ao sistema terca-telha

Apesar de, a partir de 2001, a especificacdo do AlSI apresentar o método da resisténcia direta
como alternativa de célculo, ter¢ca conectada a telha ainda ndo é um tépico claramente abrangido pelo
método devido a necessidade de mais pesquisas.

Dessa forma, € apresentado o estudo dos perfis analisados no trabalho utilizando o MRD. O
MRD ¢é aplicado considerando que a sec¢do esta restringida por vinculagdes que simulam o efeito da
conexdo a telha. J4 as tensdes a que a secdo estd submetida é considerada de duas formas: (i)

tensGes geradas apenas pela flexéo ( o,, ) e (i) tensdes combinadas da flexdo (o,, ) e da flexotor¢ao
(0p)-

Na Figura 9 séo plotados os valores de tenséo normal ao longo da secao transversal para o
carregamento distribuido de 0,02 N/mm, aplicado no perfil Ue 250x85x25x2, sem restricdo no plano da
seco transversal e considerando apoio de vinculo de garfo em ambas as extremidades. E comparada
no grafico a distribuicdo de tensdes considerando-se o carregamento distribuido aplicado no centro de
cisalhamento e no centro da mesa superior.

| |
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| |
| |
| |
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| | | |
8 | | | | |
| | | ]
6 T I 1
\ | | I
—~~ 4 \ 1 | } | |
© \ L]
S % \ / \ |
| PRV
€ 2§ \ / L = Oyt Og
= I\ | — | | . O
@© ) | I I M
0
£ L\ 100, 2 300 | 480 |
o o | 0w | | N
z 2T \ |
@ 4 w | | I\ |
@ I N T BRN
S | \ | |
6 — | ]
= | | | |
g LI \ \ L |

Comprimento desenvolvido ao longo da segao transversal (mm)

Figura 9 — Grafico de distribuicdo de tensdes ao longo da secao transversal.

Para carregamento aplicado no centro de cisalhamento, o perfil estara sujeito a flexdo normal
e a distribuicdio de tensdes obedece a equagdo (oO,, =0, = |\/|X . y/IX). No entanto, sendo o
carregamento aplicado no centro da mesa superior o perfil estard sujeito ndo somente a flexdo como
também a torgdo (flexotor¢do - o). Na legenda do grafico apresentado na Figura 9, o,, representa
a tensdo proveniente do momento fletor, enquanto, o5 representa a tensao normal de flexotorgao,
oriunda do bimomento.
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O fato de se mudar a posicao de aplicagdo do carregamento amplia consideravelmente o valor
das tensbes longitudinais atuantes além de alterar a distribuicdo das tensdes. Para a flexao simples, o
méaximo valor das tensdes encontra-se nas mesas, enquanto para o perfil sujeito a flexotorcdo, as
maximas tensfes atuam na juncédo das mesas com a alma.

4.3.1 MRD utilizando tensdes oriundas somente da flexao

A consideragéo das tens6es oriundas somente da flexao reflete a préatica atual americana para
o célculo de tercas utilizando o MRD.

Para a utilizacdo do método da resisténcia direta € necessario proceder a uma analise geral
de estabilidade elastica do perfil, de modo a se obter tensbes criticas e 0s respectivos modos de
flambagem. Para tal, sera empregado o programa CUFSM, via faixas finitas, desenvolvido por Schafer
(2006), o qual permite considerar restrices elasticas.

Foi adotado mddulo de elasticidade (E) igual a 20500 kN/cm2 e resisténcia de referéncia
f,=300 MPa, com distribuicdo de tensdes correspondentes a flexdo em torno do eixo principal
perpendicular a alma (Figura 10b). Foi admitida restricdo no centro da mesa tracionada por um apoio
gue bloqueia totalmente o deslocamento horizontal e uma mola rotacional na mesma posigéo (Figura
10a). Os apoios simulam a contribuicdo da telha, ou seja, considera-se que a telha ird restringir
completamente o deslocamento horizontal e a mola de rotacé@o simula a rigidez a rotagdo imposta pela
telha.

§ - 1=/
1 tracao M
= — — — — — ——»»
D, compress&o
L /7 ) [+
) R
a) Vinculagéo b) Distribui¢céo de tensBes adotada

Figura 10 — Vinculacéo e distribuicdo de tensdes para o CUFSM.

A Figura 11 mostra os resultados apresentados pelo programa CUFSM para a analise do perfil
U. 250x85x25x2, utilizando a rigidez de mola (k) igual a 0,68 kN.m/rad/m, determinada por
procedimento descrito em Vieira Jr.(2007). Como é mostrado, a analise de autovalor leva a trés pontos
de minimo bem nitidos, sendo o primeiro referente a flambagem local (M./M,=1,18), o segundo a
flambagem distorcional (Mc4/M,=1,20) e o terceiro a flambagem lateral distorcional® (Mo/M,=0,56).

A faixa de vaos considerada (7524 a 9576 mm) situa-se ap0s o terceiro minimo. Segundo a
pratica atual de calculo o modo “distor¢ao lateral” € analisado como um modo global, assim sendo
para todos os véos o valor de M./M, sera igual a 0,56 e emprega-se na analise de momento critico a
curva estabelecida para flambagem lateral com torcdo (FLT). Da mesma forma, apesar do fenébmeno

apresentado ser flambagem lateral distorcional 0 momento critico é corrigido pelo coeficiente de
equivaléncia de momentos na flexao (Cy) que é associado apenas ao modo global (FLT).

O parametro C, € calculado segundo a expressdo apresentada na ABNT NBR 14762:2001 e
irh mudar para cada vao analisado. Para a utilizagdo da equacdo € necessario 0 maximo valor do

3 0termo flambagem lateral distorcional provém da traducéo direta do termo em inglés: ‘lateral distortional buckling”.
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momento fletor que n&o é alterado e coincide com o momento no centro da viga e 0 momento no
primeiro e ultimo quarto do véo, o qual € alterado para cada véo analisado e, portanto, o valor de Cy
varia.

Analise CUFSM - Ue250x85x25x2

— —

5 | A / Faixa analisada
JoN
3

? \\\._/X

0 T T T T T T T T T T T T TTT T T T T TTTT T T T T T TT
10 100 1000 10000 100000

MM,

Comprimento de meia-onda (mm)

Figura 11 — Resultado da analise no programa CUFSM.

4.3.2 MRD utilizando tensdes oriundas da flex&o e da torgcdo

Diante da dificuldade de determinacdo das tensdes normais elasticas para perfis restringidos,
Vieira Jr.(2007) apresenta um meétodo para a determinacdo das mesmas. Nesse método as tensdes

provocadas pela flexdo e torcdo sdo desacopladas e corrigidas pelos fatores «,, (coeficiente de

reducdo do momento fletor) e &g (coeficiente de reducao dos efeitos da torgao).

Vieira Jr.(2007) concluiu que «,, e oy dependem do vao analisado e & depende também

da rigidez de mola k, a ser empregada. Determinou-se por meio da analise dos coeficientes de
reducdo que quanto maior o vdo menores séo os efeitos da flexdo e torcdo e que quanto maior Ky
menor o efeito da torcéo.

Sabendo-se como avaliar as tensdes em fase elastica basta carregar a estrutura até que a
fibra mais solicitada atinja a resisténcia ao escoamento. Essas serdo as tensdes longitudinais (tensées
de referéncia) que serdo fornecidas ao programa CUFSM, vale lembrar que a andlise de autovalor
somente tem sentido quando feita utilizando as tensGes encontradas devido a analise elastica. Deve-
se também inserir como dado k,, e restringir os deslocamentos horizontais (Figura 10a).

Dessa forma, basta processar o modelo e encontrar os autovalores. Os resultados obtidos
pelo programa CUFSM sao plotados no grafico da Figura 12. Dois minimos evidentes podem ser
notados: o primeiro refere-se a flambagem local e o segundo a flambagem lateral distorcional. O
minimo para flambagem distorcional ndo fica claro nessa analise, porém ndo é regra geral apesar
desse minimo ser sempre um valor muito superior aos dos outros modos de flambagem, de tal forma
gue o modo distorcional ndo sera predominante no dimensionamento.

De posse da andlise realizada no CUFSM é possivel utilizar o método da resisténcia direta
parametrizando todos os resultados em funcdo de My. Observa-se que, My é uma variavel que
representa a distribuicdo de tensdes e ndo é associado diretamente a um numero de tal forma que os
momentos nominais ficam em funcdo da variavel My.
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U, 250x85x25x2, Vao=7524mm
10
g 4
8 4
19
> 6 1
2 ;|
EQ 4 -
3 4
21 )
1 4
X 131,40; 1,19 5638,50; 0,97
0 ; ‘ v ‘
10 100 1000 10000 100000
Comprimento de meia-onda (mm)

Figura 12 — Resultados obtidos pelo CUFSM.

A partir da analise anteriormente apresentada para o perfil U, 250x85x25x2 e vao de

7524  mm, obtevese M (M )=0814-M, e M;(M,)=0,782-M , assim
M,(M,)=M,(M,)=0,782-M,. Para que o perfil seja solicitado a 78,2% de M, é necessario

gue seja aplicado a presséao de 1,42 kN/mz2,

4.3.3 Comparagéo dos modelos de dimensionamento

O mesmo estudo apresentado no item anterior para uma sec¢éo e vao especifico foi realizado
para todas as secdes e vdos em analise (Figura 13). Nessa figura sdo comparados os resultados
encontrados utilizando-se o0 modelo em que sdo consideradas apenas as tensdes provenientes da
flexdo (Modelo Simplificado — M.S. — simbolos cheios), aos resultados encontrados considerando as
tensbes provenientes da flexdo e torcao (Modelo Completo — M.C. — simbolos vazados).

1,10
1.00 & M.S. Ue
' 150x60x20x1.5
A M.S. Ue 200x75x20x2
0,90
M.S. Ue 250x85x25x3
.. 0,80 ® M.S. Ue 250x85x25x2
=
< ¢ M.C. Ue
= 0,70 150x60x20x1.5
A M.C. Ue
200x75x20x2
0,60 O M.C.Ue
250x85x25x2
O M.C. Ue
0,50 ~ 250x85x25x3
0,40 T T T T T
0,3 0,5 0,7 0,9 1,1 1,3 1,5
(My/M)"0.5

Figura 13 — Comparacéo dos resultados utilizando-se o modelo simplificado de dimensionamento pelo MRD
(M.S.) e 0 modelo completo (M.C.).
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A Figura 13 evidencia a grande diferenca encontrada entre os modelos considerados. Por
exemplo, para a se¢ao Ue 250x85x25x2, enquanto para o modelo simplificado Mn/My resulta por volta
de 0,6, no modelo completo Mn/My varia de 0,7 a 0,8, veja que essa grande diferenca é mantida para
todas as sec¢Oes analisadas. Outro fato a ser notado é a devida correlagdo entre as simulagfes e as
curvas do MRD definidas. E importante observar que, para o perfil Ue 250x85x25x2, 0 momento
resistente é governado pelo modo local.

Na Tabela 5 sdo comparados os valores de presséo resultantes do dimensionamento segundo
a ABNT NBR 14762:2001, o AISI (2001) e o MRD (M.S. e M.C.) para os vaos extremos do estudo
paramétrico. Nota-se que os valores de pressdo admissivel pelo MRD sdo sempre superiores ao
dimensionamento pelas normas analisadas. Pode-se concluir também que é consideravel a diferenca
no dimensionamento de tercas conectadas a telha pelos dois métodos M.S. e M.C. e que certamente,
apesar de maior dificuldade de implementacéo, o M.C. conduz ao dimensionamento mais econémico.

Tabela 5 — Valores de pressdo maxima obtidas pelos métodos de dimensionamento analisados

Presséo* (kN/m?)
Secdo transversal U, | vdo (mm) P1 P2 P3 P4

4788 0,42 0,74 0,81 1,18

150x60x20x1,5 6498 0,23 0,41 0,44 0,71
5814 0,63 1,03 1,13 1,69

200x75x20x2 8208 0,32 0,51 0,55 0,93
7524 0,56 0,56 0,89 1,41

250x85x25x2 9576 0,34 0,34 0,54 0,95
7524 0,86 0,86 1,34 2,16

250x85x25x3 9576 0,53 0,53 0,81 1,40

Onde:

P1: Presséo correspondente ao Mr= R.W.f, como definido pela NBR 14762:2001;
P2: Presséo correspondente a0 Mg= R.W.f, como definido pelo AISI (2001);

P3: Pressdo correspondente ao dimensionamento pelo MRD de acordo com o0 M.S.
P4: Pressdo correspondente ao dimensionamento pelo MRD de acordo com o M.C.
* Nota: Valores de pressao para tergas com largura de influéncia de 2 metros.

5 CONCLUSOES

Dois modelos numéricos foram estudados via MEF: (i) modelo proposto 1, onde sao utilizados
eixos de simetria para simular a continuidade da terca e telha, (ii) modelo proposto 2, onde utiliza-se
elementos de mola para representar a telha e um eixo de simetria a meio vao da terga. Os modelos,
apesar da sequéncia de simplificacdes adotadas, apresentaram 6timas correlagcbes com 0s ensaios
desenvolvidos por Javaroni (1999), sobretudo quando comparado o deslocamento vertical.

Por meio de um estudo paramétrico foi possivel gerar equacdes de superficie para determinar
os deslocamentos verticais, tendo-se como variaveis o0 vao da ter¢ca, o modulo de resisténcia elastico
da secado bruta e o carregamento aplicado. As equacdes apresentadas sdo importantes para uma
avaliacdo mais realista do estado-limite de servigo, uma vez que os deslocamentos obtidos com base
em andlise elastica de primeira ordem, em geral ndo conduzem a resultados satisfatorios, em vista da
resposta fortemente ndolinear do sistema.

Nas andlises numéricas via MEF, em muitos casos o estado-limite dltimo ndo ficou
caracterizado, dificultando assim o emprego desses modelos para a avaliacdo do momento fletor
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resistente. Para alguns casos de tercas de maior esbeltez local (U, 250x85x25x2), a analise numérica
indicou a ocorréncia de instabilidade local na alma, entretanto ndo é possivel extrair conclusdes
consistentes uma vez que a andlise experimental empregada para a calibracdo dos modelos ndo
indicou tal ocorréncia (tercas com menor esbeltez local).

A analise de viabilidade do emprego do método da resisténcia direta (MRD) foi feita com base
em um estudo paramétrico admitindo dois casos de distribuicdo de tensdes: (i) tensdes oriundas
somente da flexdo, que correspondem a atual pratica nos EUA e (ii) tensdes oriundas da flexdo e
torcdo. Em ambos os casos foi empregada a curva de dimensionamento associada a flambagem
lateral com tor¢céo (FLT) uma vez que o MRD néo prevé curva de dimensionamento especifica para a
distorcao lateral.

Os resultados do MRD quando comparados aos procedimentos do AlSI (2001) e ABNT NBR
14762:2001 apresentaram grande diferenca. Ambos o0s casos indicaram momentos resistentes
superiores aos obtidos pelo método do fator R, sendo que o caso (i) apresentou resultados mais
proximos. Tomando como referéncia o método do fator R, proposto com base em ensaios
experimentais (caixa de succ¢do), pode-se concluir que ndo é adequado empregar a curva de
dimensionamento associada a flambagem lateral com tor¢cao para o modo de distorcao lateral. Assim,
sera necessario calibrar o MRD de modo a permitir a analise de tergas restringidas pelas telhas.
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