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RESUMO 

O presente trabalho foi desenvolvido em várias etapas envolvendo desde o estudo do 

desempenho em fadiga de tubos utilizados em risers rígidos até a avaliação do comportamento 

em fratura dos mesmos.  Inicialmente foi desenvolvido um sistema de ensaios de fadiga de 

tubos por ressonância. Este sistema constava de cabeças de apoio, sendo o tubo submetido a 

carregamento cíclico por uma massa excêntrica acionada por um motor elétrico. Com este 

sistema foram realizados ensaios de fadiga em tubos que continham uma emenda produzida 

por solda helicoidal. Foram testadas duas séries de tubos, sendo uma sem simulação de 

bobinamento e outra com simulação de bobinamento. Devido ao fato de que os ensaios de 

fadiga nestes tubos eram interrompidos quando a trinca se tornava passante, alguns tubos 

foram submetidos a um carregamento em tração até a ruptura. Assim foi possível avaliar a 

resistência remanescente e com estes dados comparar com aqueles utilizando-se os ensaios a 

partir da previsão  do comportamento em fratura obtida com corpos de prova da mecânica da 

fratura. Foram, também, ensaiados por tração tubos com defeitos produzidos por usinagem 

para comparação do comportamento na fratura com aqueles que possuíam defeitos gerados 

por fadiga. Com o objetivo de avaliar a possibilidade de utilização de corpos de prova 

normalizados do tipo SE(B), foram realizados em laboratório, ensaios de tenacidade à fratura 

em corpos de prova retirados dos tubos. No intuito de avaliar a correspondência de técnicas de 

simulação numérica foram utilizadas técnicas analíticas por método de elementos finitos para 

simular o comportamento de trincas em tubos. Estes resultados foram comparados com os 

obtidos nos ensaios de tração. Também foi realizada a simulação do corpo de prova testado 

em laboratório com o mesmo objetivo. Foi verificado que o sistema de ensaio sob 

carregamento cíclico permite a execução de testes de fadiga em tubos. Os tubos testados 

apresentaram ótimo desempenho em fadiga, sendo os resultados superiores àqueles 

especificados em norma. Os ensaios de tração nos tubos trincados por fadiga mostram que 

estes apresentam resistência próxima das do tubo íntegro, mesmo possuindo trinca da ordem 

de 60 mm de comprimento. Entretanto, os ensaios de laboratório revelaram que os corpos de 

prova de dimensões reduzidas utilizados para avaliação do comportamento em fratura destes 

componentes são inadequados. A simulação numérica mostrou-se eficiente na reprodução do 

comportamento de tubos com trinca não passante e para os corpos de prova de laboratório, 
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não tendo, entretanto, o mesmo sucesso na previsão do comportamento de tubos com trincas 

passantes.  
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ABSTRACT 

This work was developed in multiple steps, from the fatigue behavior to fracture 

evaluation of rigid risers’ pipes. First was developed a resonant fatigue test rig, which 

consisted of two support heads, with the pipe being submitted to cyclic load by a rotating 

eccentric mass that was driven by an electric motor. With this rig full-scale fatigue tests were 

carried out in two sets of middle bias weld pipes. One set was subjected to plastic deformation 

simulating reeling operation, while the other was not. Since the tests were interrupted when 

there was a trough the wall crack, some pipes were tested in tension to fracture to evaluate the 

load capacity of the remaining pipe sections. Pipes with machined defects were also tested, in 

order to compare their behavior to that of the pipes that had fatigue defects. With the goal of 

evaluating the possibility of using standard SE(B)  

specimens, some fracture toughness tests were done in laboratory with specimens 

extracted from the pipes. In order to evaluate the correspondence of numeric simulation 

methods to reality, a commercial software was used to simulate the load capacity of the 

fractured pipe segments and the results were compared with those obtained in the tension to 

fracture tests. A simulation of the laboratory tested specimen was also done with the same 

objective. It was evidenced that the resonance fatigue test rig was capable of executing fatigue 

tests in full-scale pipes. The tested pipes presented good performance under fatigue, being 

superior to the specified by the standard. The tension to fracture tests done on the cracked 

pipe segments showed that they have a resistance that is close to that of the non-cracked 

pipes, even with cracks with lengths of around 60 mm. The laboratory tests proved that the 

small standard specimens are inadequate to measure the fracture properties of the pipe's 

material. The numeric simulation showed itself to be efficient in the reproduction of the 

behavior of pipes with non-trough the wall cracks and of standard specimens, but showed 

poor agreement with the behavior presented by the pipes with trough-wall cracks.  
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1.0 INTRODUÇÃO 

A falha de componentes mecânicos e estruturais tem sido um a preocupação na 

engenharia já de longa data. O fato é que a falha de componentes e estruturas representa riscos 

de acidentes, às vezes com perdas de vidas, ou que um determinado equipamento deixe de 

poder ser utilizado, representando perdas econômicas de maior ou menor porte.  

Na tentativa de entender as falhas inesperadas e corrigir estes problemas, ocorreu o 

desenvolvimento do que hoje é chamado de análise de falhas. Este enfoque é baseado, 

inicialmente, no estudo das causas da falha de um componente, que pelos cálculos das tensões 

não deveria ter falhado 9tensões inferiores à resistência do material. Mesmo considerando que 

a análise de falhas é baseada, principalmente, na análise posterior a falha do componente, ela 

é de grande ajuda para que não se repitam os mesmos erros. 

Adicionalmente, visando fazer uma previsão do comportamento de um componente 

com um defeito, foi desenvolvida a metodologia da Mecânica da Fratura. Enquanto na 

indústria aeronáutica houve um grande desenvolvimento da Mecânica da Fratura Linear 

Elástica (MFLE), baseada no comportamento elástico do material, na área nuclear e na área 

petrolífera houve um maior desenvolvimento Mecânica da Fratura Elasto-Plástica (MFEP). 

Isto se deve ao comportamento dos materiais utilizados, pois enquanto um utiliza materiais de 

alta resistência, mas com pequena capacidade de deformação plástica. No outro usa-se, em 

geral, materiais de ductilidade elevada. Estes podem ser considerados os dois principais 

comportamentos dos materiais utilizados em engenharia atualmente. Quando, porém, 

examinamos a microestrutura dos materiais verifica-se que existem muitos outros fatores que 

influem no comportamento de um componente que contém uma trinca prévia, o que constitui 

uma abordagem específica, baseada nos modelos de micromecanismos de fratura, e que não 

será tratado no presente trabalho. 

Na tentativa de uniformizar as técnicas e a aceitação de componentes, bem como 

diminuir custos, foi desenvolvida nos últimos anos uma série de técnicas de laboratório que 

pretendem fornecer o comportamento do material quando solicitado na presença de uma 
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trinca gerada artificialmente. O objetivo é de conseguir subsídios para a transposição dos 

dados obtidos de forma simples em laboratório para uma peça ou componente de uma 

estrutura ou equipamento. Esta transposição, entretanto, torna-se difícil pelo fato de que o 

comportamento em fratura é muito influenciado pelas relações geométricas e dimensionais do 

corpo de prova e da trinca, o mesmo valendo para o componente, com o agravante que o 

defeito real em geral tem formato diferente da trinca imposta em laboratório.  

Neste trabalho foram estudadas as técnicas existentes de aplicação da mecânica da 

fratura a componentes com defeitos prévios procurando-se adequá-los ao caso de “risers” 

metálicos (dutos para transporte de óleo e/ou gás do fundo do mar até a plataforma).  Para 

tanto foi desenvolvido um sistema de ensaios de fadiga por ressonância para permitir testes de 

fadiga e a geração de trincas para testes de tração posteriores nestes componentes. Este 

sistema era composto de duas cabeças que servem de apoio ao tubo submetido ao ensaio, o 

qual era submetido a cargas cíclicas em uma das extremidades por massas excêntricas 

acionadas por um motor controlado por um inversor de freqüência. Este conjunto permitia que 

se impusesse um carregamento circunferencial semelhante ao que ocorre no ensaio por flexão 

rotativa sem, no entanto, girar o tubo. Neste equipamento foram realizados testes de fadiga em 

duas séries de tubos. Em uma das séries os tubos foram previamente submetidos a 

deformações que simulam o bobinamento e outra série não foi realizada a simulação de 

bobinamento. Os resultados dos testes foram comparados com as diversas classes (curvas de 

fadiga S-N, amplitude, etc...)  estabelecidas em norma.  

Como os ensaios de fadiga eram interrompidos quando se conseguia uma trinca 

passante, foi possível testar alguns tubos trincados em carregamento estático em tração, sendo  

registradas a carga e a abertura da boca da trinca, até a ruptura completa dos mesmos. Além 

destes trincados por fadiga, foram gerados defeitos por usinagemnestes tubos reproduzindo 

trincas passantes e não passantes para avaliar a influência do raio de ponta da trinca no 

material testado. Este procedimento permitiu uma avaliação da resistência remanescente de 

um tubo com trinca de fadiga ou usinada, bem como a evolução da trinca durante o 

carregamento.  

Também foram realizados ensaios de avaliação de propriedades à fratura em corpos de 

prova normalizados do tipo SE(B) retirados dos tubos, visando determinar a tenacidade à 

fratura do material, e para uma comparação com o comportamento de fratura real dos tubos 

trincados quando submetidos à tração.  
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Realizou-se, ainda, simulação numérica (MEF) de tubos com várias formas de trincas 

submetidos a esforços de tração e de corpos de prova ensaiados em laboratório, visando 

comparar estes resultados dos ensaios com aqueles das simulações numéricas. 

Verificou-se que os tubos apresentaram um excelente desempenho em fadiga, com as 

curvas se situando acima daquela exigida na Norma BS 7608 classe B. Além disso, mesmo 

com trincas passante com tamanho considerável, cerca de 25 % da secção, os segmentos de 

“riser” apresentaram uma resistência residual elevada, atestando a excelente tenacidade do 

material. Já os resultados obtidos a partir dos ensaios com corpos de prova em escala reduzida 

não atenderam às condições mínimas exigidas pela Norma ASTM 1820-99. Isto se deve ao 

seu tamanho reduzido. 

A forma de geração da trinca utilizada, por fadiga ou por usinagem,  para os tubos 

testados em tração não teve influência no resultado dos testes. 
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2.0 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA 

2.1 Risers 

Risers são tubulações ou conjunto de tubulações usadas na tranferência de fluidos 

produzidos do fundo do oceano até as instalações de superfície ou para a transferência de 

fluidos de injeção, de controle e gas lift das instalações de superfície para o reservatório 

(Technip, 2006). Os equipamentos de superfície podem ser plataformas de produção, FPS, 

FPSO ou plataformas de perfuração. Existem vários tipos de risers tais como risers flexíveis, 

risers de aço em catenária (steel catery risers, SCR) e risers rígidos tensionados no topo (top 

tensioned rigid risers). O tipo mais considerado para uso em águas profundas é o SCR que 

apresenta vantagens significativas, pelomenos nocenário atual, sobre o riser flexível, com o 

aumento da profundidade e do diâmetro, em termos do peso, carregamentos induzidos pelo 

ambiente e custo. Entretanto o seu projeto e a integridade a longo prazo requerem atenção 

com relação às juntas e desempenho em fadiga em uma grande gama de condições de 

carregamento, desde a zona de atuação das ondas (topo) até o ponto em que o mesmo toca o 

fundo (touchdown point, TDP).   Estes carregamentos são induzidos pelo movimento das 

ondas, pelo vento e pelas correntes marítimas, que produzem movimentos verticais, laterais e 

de rotação, dependendo do tipo de plataforma. Esta gama de condições ambientais, 

geométricas e mecânicas impõe vários níveis de tensões de tração, flexão e fadiga, sendo a 

integridade do riser determinada pela solda de união do vários segmentos, normalmente 

executados por solda circunferencial (TWI, 2006; Karunakaran, 2006; Passano, E., Larsen, 

C.M., 2006).  

Na Figura 2-1 temos uma representação esquemática com as dimensões de referência 

de um SCR com 273 mm de diâmetro e parede de 20,6 mm, instalado no campo de Marlim na 

FPS P-XVIII (Sertã, O.B., 2003). Na Figura 2-2 temos a representação da variação dos 

esforços de tração produzidos por ondas de 12 m de amplitude e período de 12 segundos para 

um riser com diâmetro externo de 429 mm e parede de 22 mm. Na Figura 2-3 temos a 

representação da variação dos esforços de flexão para o mesmo riser (Passano, E., Larsen, 
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C.M., 2006). Atualmente, devido ao aumento da profundidade de exploração, outras 

configurações têm sido utilizadas no sentido de minimizar os efeitos causados pelo ambiente, 

adotando-se elementos que tendem a diminuir os carregamentos produzidos pelo movimento 

do riser. As três configurações mais utilizadas estão mostradas na Figura 2-4 (Hatton, 2006). 

 Para se ter condições controladas nas soldas de emenda e com isto diminuir a 

reintervenção tem sido adotada a prática de produzir grandes extensões de tubos em estaleiro, 

em torno de um quilômetro, os quais são posteriormente enrolados em um carretel e levado 

por uma embarcação especialmente preparada para este fim até o ponto de lançamento. Isto 

diminui em muito o número de soldas produzidas no oceano, reduzindo custos e aumentando 

a velocidade de operação (Technip, 2006). Normalmente as emendas são produzidas por 

soldas circunferenciais de tubos com e/ou sem costura, o que faz com que as mesmas se 

situem no plano de carregamento em flexão. Isto, entretanto, nem sempre é possível, sendo 

aplicável apenas para pequenos diâmetros. Na tentativa de diminuir esta influência têm sido 

produzidos tubos com solda de emenda da bobina a 45 graus, fazendo com que se produza 

uma solda helicoidal desencontrada. Este procedimento, além de tirar o plano da solda do 

plano transversal de carregamento, também permite que a emenda seja produzida sem os 

defeitos de início e fim do cordão de solda, já que esta é realizada antes da confecção do tubo 

propriamente dito.  

 

Figura 2-1 - Representação esquemática da disposição de um riser rígido em catenária 

com as dimensões de referência (Sertã et al, 1996) 
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Figura 2-2 - Esforços de tração atuantes em um riser para o caso de ondas de 12 

metros de amplitude e período de 12 segundos para várias 

profundidades (Passano, E., Larssen, C.M., 2006) 

 

 

Figura 2-3 - Momentos de flexão atuantes em um riser para o caso de ondas de 12 

metros de amplitude e período de 12 segundos para várias 

profundidades (Passano, E., Larssen, C.M., 2006) 
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Figura 2-4 - Configurações de disposição de risers rígidos em catenária (Hatton, 2006) 

 
 

2.2 Aspectos Básicos da Mecânica da Fratura 

O principal objetivo da Mecânica da Fratura é a determinação da resistência do 

material ao avanço de uma trinca. Embora esta metodologia tenha inicialmente sido 

desenvolvida para materiais de alta resistência, que apresentam fratura por clivagem, 

atualmente os esforços estão voltados principalmente para o comportamento em fratura de 

materiais dúcteis que apresentam fratura por coalescência de microcavidades e, na maioria 

dos casos, encruamento durante a deformação plástica. Isto está associado ao fato de que, em 

geral, estes materiais tendem a apresentar um crescimento estável da trinca durante um certo 

intervalo de carga, antes de chegar ao colapso. O que se busca nestes casos é estabelecer um 

valor de referência como critério de projeto para evitar a falha do componente ou da estrutura. 

Em vista disso, algumas instituições têm procurado criar normas que permitam que se tenha 

procedimentos padronizados para a determinação do comportamento à fratura do material. 

Dentre vários podem ser citados a ASTM, BSI, ISSO, JSME e SINTAP que apresentam 
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normas com procedimentos para a determinação de parâmetros como KIc, curva K-R, JIc, 

curva J-R, CTOD e KIa (Anderson, 1995).  

Embora todos os procedimentos descritos nas normas sejam baseados em estudos 

criteriosos, os resultados dos ensaios sempre são influenciados pelo comportamento do 

material, pelas dimensões do corpo de prova e pela sua forma, a qual altera o modo de 

aplicação da carga. Em função disso também a transferência dos valores obtidos em ensaios 

em corpos de prova em escala reduzida para um caso real é bastante dificultada. Isto ocorre 

porque, previamente e durante a progressão da trinca nos materiais dúcteis, tem-se uma zona 

de deformação plástica que cresce com o aumento da carga e se desloca à medida que a trinca 

progride. Quando temos materiais com capacidade de encruamento este fato se torna ainda 

mais complexo já que, além da deformação plástica também ocorre um aumento localizado da 

resistência. Isto faz com que se necessite de um incremento maior na carga para que continue 

com o processo de deformação e crescimento da trinca. Em princípio, a falha completa só 

ocorre quando toda a seção remanescente submetida ao carregamento atinge a deformação 

máxima. Este comportamento faz com que tenhamos para cada material e para cada peça uma 

curva característica que pode ser reportada, por exemplo, como carga versus abertura da 

trinca.  

Além do já exposto, temos ainda a influência da espessura do corpo de prova ou da 

peça e do comprimento da trinca. A espessura está associada a um estado plano de tensões 

que ocorre na borda e vai mudando para estado plano de deformações em direção ao ponto 

médio da espessura. Isto faz com que haja um aumento da zona plástica com a conseqüente 

influência nos valores de tenacidade obtidos. O tamanho da trinca influencia no tamanho da 

zona plástica e na rotação do corpo de prova, fazendo com que haja maior restrição plástica o 

que também faz variar os valores da tenacidade. Detalhes sobre estas colocações estão 

expostas em anexo. 

Pelo exposto pode-se ver que o grande desafio é o de fazer a previsão do 

comportamento de um componente a partir de corpos de prova simples e de pequenas 

dimensões que podem ser testados em laboratório. Necessita-se, também, estabelecer um 

critério de falha para a previsão do colapso do componente, já que para materiais de taxas de 

encruamento altas a diferença entre o início da progressão da trinca e a ruptura completa pode 

ser significativa. Já para materiais com taxa de encruamento baixa, como é o caso dos aços 

API, estas diferenças não são muito grandes, embora a deformação plástica seja elevada. 
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2.2.1 Testes 

Curvas R 

Normalmente a resistência à fratura é dependente da extensão de uma trinca e 

independente do comprimento da trinca. A relação entre resistência à fratura e crescimento da 

trinca é chamada de curva de resistência ou Curva R. A curva R pode ser expressa em função 

de K, G, COD ou qualquer outro equivalente dentro do contexto da MFLE ou da deformação 

de pequena escala. 

Fazendo um balanço de energia vemos que o equilíbrio entre a força motriz da trinca e 

a resistência à fratura pode ser expressa por 

)()( aRaG ∆=   ( 2.1) 

onde a=a0 + ∆a é o comprimento atual da trinca e a0 é o comprimento inicial.  Esta 

configuração é estável se um incremento infinitesimal no comprimento da trinca a uma carga 

constante não conduz a uma força motriz que exceda a resistência do material, ou no limite 
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Em uma solução gráfica, estas duas grandezas, G e R(∆a), são superpostas no mesmo 

gráfico. Uma família de curvas G, dependente das cargas P, é plotada e o ponto de intersecção 

com a curva de resistência define o valor crítico. Este procedimento está ilustrado na Figura 

2-5. Este valor crítico representa a fronteira entre o crescimento estável de uma trinca e o 

crescimento instável. 

CTOD 

CTOD ou deslocamento da abertura da ponta da trinca é um valor de referência 

derivado do modelo de Dugdale e pode ser expresso por 
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Quando a fratura se inicia temos o valor crítico   
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tct δδ =   ( 2.4) 

 

 

Figura 2-5 – Procedimento gráfico para determinação da curva R. (a) Secantes 

traçadas no gráfico P-δ; (b) procedimento para obter os valores efetivos 

de a/W; (c) fatores de calibração determinados de aeff/W e usados para 

calcular K2
eff/E; (d) construção da curva R (Hertzberg, 1992) 
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Figura 2-6 – Comprimento efetivo da trinca dado aproximadamente por COD/2 

(Hertzberg, 1992)  

Integral J 

Embora Eshelby tenha sido o primeiro a derivar a integral, aparentemente Rice foi o 

primeiro que reconheceu a aplicação na mecânica da fratura. A integral J é uma integral de 

linha que é independente do caminho, conforme está apresentado na Figura 2-7. Este caminho 

deve envolver a região da trinca e então teremos a solução da integral dada por 
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já que  

tyJ δσ=  ( 2.6) 

sendo que quando J=Jc temos um valor crítico característico do material para a 

iniciação do aumento da trinca. 
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Figura 2-7 – Linha de contorno em volta da ponta da trinca (Hertzberg, 1992) 

 

Figura 2-8 – Curva J esquemática para um material dúctil. (Anderson, 1994) 

 

Figura 2-9 – Crescimento da trinca controlada por J (Anderson, 1994) 
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2.3 Indeterminações da Mecânica da Fratura 

2.3.1 Deformação dos Materiais 

Como se pode perceber quando se estuda os modelos da mecânica da fratura, o 

comportamento dos materiais exerce uma importância fundamental, pois é justamente este 

que está na origem de todo o estudo e também na origem de grande parte de falhas 

catastróficas já ocorridas. Se um material fosse homogêneo, isotrópico e sem imperfeições, 

teríamos que resolver apenas problemas relacionados com concentradores de tensões 

macroscópicos e os cálculos analíticos resolveriam praticamente todos os problemas de 

projeto. Como não é isto que ocorre, muitos são os problemas ainda insolúveis. 

2.3.2 Regime de Tensões no Regime Elástico 

Tomando por base os materiais metálicos e principalmente os aços que são o objeto do 

estudo, pode-se dizer que dentro do regime elástico o comportamento é o mais previsível de 

todos. Este comportamento é baseado na regra simples de proporcionalidade entre uma tensão 

aplicada e a deformação resultante. Esta proporcionalidade pode ser representada por uma 

constante que é o Módulo de Elasticidade. Isto permite que o estudo seja muito simplificado.  

O melhor exemplo disso é o fato de que a mecânica da fratura iniciou com o estudo de 

materiais que tinham comportamento puramente elástico. As regras encontradas para estes 

materiais ainda são válidas por sua simplicidade, mas com o surgimento de materiais de maior 

ductilidade, e, portanto, de maior tenacidade, obrigou que as concepções evoluíssem. 

2.3.3 Regime Plástico dos Materiais 

É no regime plástico dos materiais que reside a grande evolução dos mesmos, mas 

também é aí que aparece a maioria dos problemas relacionados com os modelos da mecânica 

da fratura. 

Após a região em que o material tem comportamento elástico inicia o comportamento 

não linear em que todas as equações desenvolvidas deixam de valer. Este fato aumenta a 

complexidade e traz, com isto, uma série de dificuldades para descrever os fenômenos que 

acontecem através de equações matemáticas simples. Em função disso também os 

procedimentos para determinação das propriedades devem utilizar técnicas mais sofisticadas. 
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Estricção  

Embora todos os modelos tomem a tensão máxima de engenharia como o limite que 

aponta a ruptura, temos toda uma região no gráfico do ensaio de tração que não é analisado 

com profundidade. Esta região corresponde ao momento que inicia a estricção e vai até a 

ruptura. Sabe-se que a ruptura se dá por coalescência de microcavidades nos materiais dúcteis 

o que corresponde à região do gráfico de tração em que o corpo não tem mais capacidade de 

incremento na carga, podendo fraturar com uma carga mais baixa do que aquela em que se 

iniciou a estricção. Esta incoerência está associada com o modo de carregamento, pois, 

quando temos um carregamento uniaxial trativo, toda a secção fica solicitada pela mesma 

tensão, enquanto que em um corpo de prova de ensaio de tenacidade à fratura ou de uma peça 

real existe sempre um gradiente de tensões que é dependente da forma e do modo de 

carregamento. 

Segundo Hollomon (Edwards e McKee, 1991), se tomarmos o gráfico de ensaio de 

tração verdadeiro para materiais dúcteis o coeficiente de encruamento n será igual à 

deformação total em área. Esta seria uma forma bastante fácil de se obter o coeficiente de 

encruamento de um material, sem necessitar de métodos de regressão. 

Modelos de Regressão do Gráfico Tensão-deformação do um Ensaio de Tração Uniaxial 

Como em todos os modelos, por razões óbvias, deve ser considerada a resposta do 

material ao carregamento, uma preocupação fundamental é a obtenção de uma equação que 

reproduza o comportamento. Para tanto foram criados alguns modos de representação de 

curva de tração do material, sendo a mais comum aquela chamada de Ramberg-Osgood, que 

tem a forma abaixo 

n
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onde ε0 e σ0 são valores de referência tirados do ensaio de tração, normalmente 

tomados como os valores no limite de escoamento, e α e n são constantes obtidas através de 

regressão dos dados do ensaio de tração, sendo n o inverso do coeficiente de encruamento. O 

valor de ε0 geralmente é tomado como σ0/E. Na Figura 2-10 temos a representação de um 

gráfico de comportamento do material em tração montado através desta expressão. Como se 

pode ver pela forma da curva obtida, esta regressão tem a deficiência de que não se consegue 
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representar um material com patamar de escoamento, mas se pode obter o coeficiente de 

encruamento do material (N). Na Figura 2-11 temos uma representação da influência do 

inverso do coeficiente de encruamento na curva gerada pela expressão de Ramberg-Osgood, 

onde, quanto maior o valor de n menor é o encruamento do material. 

Outra maneira de representar o comportamento em tração é aquela sugerida pelo 

EFAM ETM 97, 1998. Este método utiliza uma expressão para representar a porção elástica 

do comportamento e pelo menos mais uma para representar a porção plástica conforme 

mostrado abaixo 

εσ E=  para σ<σy e ( 2.8) 
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Esta expressão tem a vantagem de que se pode ter um limite de escoamento mais 

próximo do real e pode ser obtido graficamente. Na Figura 2-12 temos a representação 

esquemática do procedimento. 

 

Figura 2-10 - Gráfico M/Mo em função da fibra externa para um material que se 

deforma segundo a relação de Ramberg-Osgood (Saxena, 1997) 

Uma terceira expressão é a que foi proposta por Hollomon, em que, através de um 

processo gráfico sobre um gráfico log-log do ensaio de tração podemos obter os coeficientes 
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necessários à descrição do comportamento do material. Neste caso também temos uma 

separação entre a parte elástica e a parte plástica do comportamento, como se pode ver abaixo 

εσ E=  para σ<σy e  

 ( 2.10) 

( )NK εσ =  para  σ>σy ( 2.11) 

onde K é um coeficiente obtido graficamente do ensaio de tração log-log e N é o 

coeficiente de encruamento, representado pela inclinação da curva na porção plástica do 

gráfico. O coeficiente K é representado pela tensão para uma deformação unitária quando se 

prolonga a reta da parte plástica. O processo gráfico para obtenção dos coeficientes está 

representado na Figura 2-13. 

 

Figura 2-11 – Relações tensão-deformação de Ramberg-Osgood para α=0,01 

(Kanninen, 1985) 
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Figura 2-12 – Curva de tração de engenharia aproximada para uma reta no gráfico log-

log (EFAM ETM 97) 

 

Figura 2-13 – Método gráfico para obtenção dos coeficientes da curva de tração 

(Edwards, 1991). 

2.3.4 Correlação entre CPs dos Ensaios e Caso Real 

Já foi citado anteriormente que uma característica dos corpos de prova do ensaio de 

tenacidade à fratura é o fato de que podemos ter um regime de tensão plana ou um regime de 

deformação plana. Isto vale tanto para o corpo de prova de teste como para a peça real. As 

normas sempre especificam a espessura mínima do corpo de prova para que o problema seja 

contornado. Todo o cálculo é baseado no caso ideal em que teríamos somente um ou outro em 

estado puro. 
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O que ocorre é que em um corpo de prova ou em um componente sempre teremos uma 

zona em estado plano de tensão, que se inicia na superfície, e apresenta uma transição para o 

estado plano de deformação em direção ao centro em uma direção transversal à direção de 

aplicação da força e transversal à espessura. Poderemos ter, então, um regime de tensões 

dominado pelo estado plano de tensões ou pelo estado plano de deformações. Já que a tensão 

transversal à espessura é dependente da restrição à deformação, o que não ocorre na 

superfície, sempre teremos uma região com estado plano de tensões. Na realidade o estado 

puro de tensões só ocorre na superfície e diminui progressivamente em direção ao centro.  

Para pequenas espessuras temos transição do estado plano de tensões, podendo não 

chegar a um estado plano de deformações puro, o que não é o caso do corpo de prova de 

maior espessura, em que temos a transição e uma grande área em estado plano de deformação.  

O efeito dos estados de deformação na prática é a formação de “shear lips”, ou seja a 

fratura desvia da direção transversal, tendendo para uma posição a 45o, se olharmos a fratura a 

partir face do entalhe. Dependendo da espessura e da ductilidade e tenacidade, este efeito 

pode ser mais ou menos pronunciado.  

Variação de Acordo com a Forma 

A forma do corpo de prova ou do elemento estrutural exerce influência na 

determinação dos parâmetros que medem a tenacidade à fratura. Em todo o corpo de prova ou 

estrutura apresentando uma trinca temos o que é chamado de restrição à deformação plástica 

que faz com que variem os valores da carga necessária para a progressão da trinca. Esta 

influência não é tão grande no valor de iniciação, isto é, o valor em que a trinca começa a 

progredir, mas fica cada vez mais acentuado à medida que a trinca aumenta de tamanho. Na 

Figura 2-14 temos uma representação esquemática da variação de J em função do tipo de 

corpo de prova. Deve-se notar que, embora por norma deva se dar preferência aos corpos de 

prova C(T) e SE(B), o corpo de prova SE(T) é o que dá a restrição mais próxima do ensaio 

real de um tubo com trinca circunferencial, como será visto adiante. Esta variação no 

comportamento à restrição plástica se dá assencialmente pelo comportamento do elemento, 

corpo de prova normalizado ou corpo de prova real, com relação ao modo de aplicação da 

carga. Uma representação desse detalhe pode ser visualizada na Figura 2-15 para um corpo de 

prova C(T) e na Figura 2-16 para um tubo submetido a flexão. Além da forma, que produz 

uma distribuição de tensões diferente, temos também a influência do ponto de aplicação da 

carga com relação à ponta da trinca, o que faz com que varie a tensão aplicada em função do 



 40

comprimento da trinca. Pode-se ver que em ambos os casos a posição da linha neutra muda 

com a progressão da trinca, fazendo variar a restrição. 

 

Figura 2-14 - Representação esquemática da influência da geometria do corpo de 

prova na curva J-R (Saxena, 1997) 

 
 

Figura 2-15 - Distribuição da tensões na secção remanescente e deformação em um 

corpo de prova C(T) com uma trinca profunda no colapso plástico 

(Kanninen, 1985) 

Variação de Acordo com a Aplicação da Carga 

Nas figuras mostradas acima fica claro também que a forma de aplicação da carga 

exerce influência no resultado da tenacidade à fratura. Neste caso se tivermos um tubo 
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carregado em flexão, como na Figura 2-16, teremos um resultado de tenacidade diferente 

daquele obtido para o mesmo tubo se a carga aplicada é de tração. Isto está relacionado com o 

regime de tensões gerado pelo modo de aplicação da carga. O mesmo vale para o caso de um 

tubo submetido a esforço de torção. 

Restrição Devido ao Tamanho da Trinca 

Outro fator que exerce influência na restrição à deformação plástica é a profundidade 

da trinca ou o tamanho da trinca em um caso real. Neste caso se tivermos trincas de tamanhos 

diferentes para uma mesma geometria, teremos resultados diferentes. Na Figura 2-17 temos 

uma comparação do J obtido com um corpo de prova SE(B) para várias profundidades de 

trinca. Quanto menor a trinca, maior a restrição à deformação plástica e, portanto, maiores 

serão os valores de J obtidos. 

 

 

Figura 2-16 - Carregamento a quatro pontos de um tubo com trinca circunferencial 

(Kanninen, 1985) 
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Figura 2-17 - Curvas J-R medidas e calculadas para um aço ASTM A533 a 23o C para 

uma trinca superficial (a/W=0,15) e outra profunda (a/W=0,6) em um 

corpo de prova SE(B) (Saxena, 1997) 

 

2.4 Determinação das tensões atuantes em um tubo com trinca  

Para um tubo com uma trinca transversal submetido a um carregamento orientado ao 

longo do seu eixo longitudinal as tensões atuantes podem ser calculadas da seguinte forma, 

seguindo Gere, 2003. 
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Onde σ é a tensão aplicada pela ação da carga, M é o momento originado na mudança 

do centróide devido à presença da trinca, y é uma posição genérica em relação ao centróide, I 

é o momento de inércia no plano da trinca, P é a carga de tração aplicada e y  é a distância do 

centróide até a linha neutra do tubo íntegro. 

Como existe uma mudança na posição da linha neutra pela presença da trinca, ocorre 

uma alteração nos parâmetros geométricos utilizados nos cálculos e, desta maneira, eles 

devem ser recalculados para cada caso. O centróide e o momento de inércia para estas 

situações específicas podem ser obtidos genericamente pelas equações abaixo, utilizando-se 

como referência os parâmetros mostrados na Figura 2-18. 
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Figura 2-18 - Parâmetros utilizados para o cálculo do centróide e do momento de 

inércia para tubos com trincas. 

Para o tubo com trinca circunferencial passante: 
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para o centróide e 
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para o momento de inércia. 

 

Para o tubo com trinca transversal: 

( ) ( )
( ) ( )1cos11

2
1cos2

2
2

1
2
2

1cos11
2

1cos

3

3
12

cos2
2cos

3

3
22

θθθθθθπ

θθθ
θθθ

θθθθ
θθθ

θ

senrsenrrr

senr
sen
senr

senr
sen
senr

y
−+−−⎟

⎠
⎞⎜

⎝
⎛ +

−⎟
⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

−
+−⎟

⎟

⎠

⎞

⎜
⎜

⎝

⎛

−
=

  ( 2.15) 

para o centróide e  
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para o momento de inércia. 

 

Esta formulação não permite o cálculo de tensões no fundo da trinca, mas permite uma 

avaliação das tensões generalizadas em torno da trinca. 

 

2.5 Critérios de análise de falhas 

2.5.1 Introdução 

Utilizando-se os conceitos básicos e teóricos da mecânica da fratura e com base em 

uma série de procedimentos foram desenvolvidos ao longo do tempo alguns critérios para a 

tomada de decisão sobre o risco ou não de falha de um material. A evolução destes critérios 

obedeceu a uma ordem de necessidades em função da evolução dos materiais, de histórico de 

acidentes e de imposição de novas normas de segurança em função do grau de risco 

apresentado pela atividade, podendo ser ainda  por razões econômicas, como por exemplo, 

permitir a extensão da vida útil ou evitar reparos desnecessários. Um primeiro critério de falha 

foi obtido em função do ensaio de tração do material, em que temos um limite de escoamento 

do material e um limite de resistência como critérios de falha. No primeiro tem-se o limite em 

que não ocorre deformação permanente e no segundo o limite a partir do qual inicia a ruptura 

por mecanismo de coalescência de microcavidades. Estes são critérios bem simples mas que 

foram de grande importância para o cálculo de estruturas até o surgimento da mecânica da 

fratura. Adiante estaremos apresentando de forma sucinta alguns dos critérios utilizados 

atualmente. 

2.5.2 Curvas R 

Como já foi salientado anteriormente, a curvas R servem para se determinar qual a 

carga mínima para o início da progressão instável de uma trinca a uma carga constante, ou 

carga máxima suportada. Significa que neste caso estaremos determinando uma carga para a 
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qual o componente irá falhar, devendo-se estabelecer então, como critério adicional, qual o 

nível de segurança desejado. O procedimento encontra-se ilustrado na Figura 2-5. 

2.5.3 CTOD 

O CTOD, a exemplo de KIc é um valor de fácil definição, pois está baseado 

simplesmente no cálculo da máxima abertura da trinca antes da fratura instável. Deste modo a 

carga máxima pode ser usada para se inferir qual seria a carga máxima para um componente 

real fazendo a transposição geométrica. 

2.5.4 Integral J  

Na integral J são utilizados pelo menos dois critérios para a determinação do valor 

limite. Um é o que determina o início do crescimento da trinca de forma estável, conforme 

pode ser visualizado na Figura 2-19, e o outro é o determinado pelo ponto onde a trinca se 

torna instável, crescendo até a ruptura, ou pela carga máxima suportada. Dependendo do 

material os níveis de segurança podem ser associados a um ou outro caso, ou então a um valor 

intermediário entre os dois pontos. 

 

Figura 2-19 - Representação esquemática dos eventos na ponta da trinca durante o 

ensaio (Saxena, 1997) 

 

2.5.5 FAD 

O Failure Assessment Diagram ou diagrama de avaliação de falha é um diagrama que 

utiliza duas grandezas para determinar se um componente pode entrar em colapso ou não. Ele 
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foi derivado do modelo de Dugdale e utiliza um valor adimensional que representa o fator de 

intensidade de tensões, ou mais precisamente a força motriz para crescimento da trinca e 

outro, também adimensional que representa a resistência do material. Desta forma foi possível 

eliminar a dependência dimensional que o modelo de Dugdale apresentava. A filosofia deste 

critério é o de que o crescimento da trinca depende tanto da resistência do material como da 

energia para formação da trinca. 

Matematicamente este modelo pode ser apresentado da seguinte maneira 
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onde Keff é o fator de intensidade de tensões efetivo em função da carga aplicada e da 

geometria, KI é uma propriedade do material, σc é a tensão de referência que depende da 

escolha, podendo ser a tensão de escoamento ou a média entre tensão de escoamento e o 

limite de resistência, σ é a tensão aplicada remotamente. 

Se tomarmos a razão das tenacidades 
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e a razão das tensões 
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e inserindo estes termos na equação 3.1 
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Esta equação pode ser plotada em um gráfico e, se uma determinada situação de 

carregamento caracterizar um par de pontos que fique abaixo da curva teremos uma situação 

segura, do contrário teremos uma situação não segura, com possibilidade de falha do 

componente.  
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2.5.6 GE/EPRI 

O procedimento de avaliação deste método parte das premissas fundamentais de que J 

pode ser separado em uma parte elástica e em uma parte plástica e que o material tem um 

comportamento em tração que pode ser representado por uma equação de potências da forma  

n
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onde σ0 é uma tensão de referência e e0 é uma deformação elástica de referência, 

sendo que e0= σ0/E, α e n são constantes de regressão, sendo que n representa o inverso 

coeficiente de encruamento do material. Como o método é baseado na obtenção de J por 

elementos finitos esta equação é conveniente. 

Foi desenvolvida, então, através de análise dimensional a seguinte equação: 
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onde h1 é uma função empírica, P é a carga de tração aplicada e P0 é a carga de 

referência de colapso. 

2.6 Revisão da Literatura Recente 

De acordo com o que foi exposto anteriormente, pode-se notar que existem grandes 

dificuldades de se reproduzir uma situação real, independente da forma da peça que esteja 

sendo analisada, e mais ainda para transpor os dados de ensaios em escala reduzida para estes 

casos reais.  

Tem sido uma preocupação constante em normas a incorporação de novos critérios 

para que o erro de avaliação do comportamento de uma estrutura submetida a um 

carregamento quando esta apresentar algum tipo de defeito seja minimizado.  Esta também 

tem sido a preocupação de pesquisadores ao longo dos últimos anos, os quais têm usado em 

grande parte técnicas de simulação numérica na tentativa de resolver o problema principal que 

é a descrição do regime de tensões no entorno da ponta do defeito e, com isto, determinar com 

precisão qual a tensão aplicada. Outros autores têm procurado estabelecer correlação entre o 

comportamento em laboratório de um corpo de prova de pequenas dimensões e o caso real em 
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uma estrutura, estabelecendo fatores de correção. Esta é uma preocupação óbvia já que um 

ensaio em um componente de dimensões reais representa dificuldades de execução e também 

um custo elevado. Outros ainda têm procurado sugerir novas metodologias, em alguns casos 

bastante diferente do estabelecido nas normas atuais, o que de antemão apresenta um 

problema de aceitação imediata. 

Sabe-se que o grande enfoque do estudo atual é o comportamento dúctil na fratura, 

principalmente associado ao domínio da área de energia nuclear pelo fato de existirem 

técnicas de detecção de vazamentos de radiação que permitem a detecção e o 

acompanhamento de uma trinca antes que aconteça a ruptura catastrófica da peça. Os estudos 

nesta área conduziram à adoção do critério chamado “vazamento antes da falha” (leak before 

break - LBB), o qual é muito conveniente para materiais para reatores nucleares pois permite 

que se leve em conta o ganho em resistência produzido pelo encruamento do material quando 

este se deforma plasticamente. 

Se levarmos este critério para materiais utilizados na indústria do petróleo, entretanto, 

observamos que aí já existem dificuldades para a sua utilização, pois muitos dos aços 

utilizados não têm taxas de encruamento muito elevadas, o que dificulta a sua adoção com um 

nível de segurança elevado. 

Estudando-se as publicações nesta área nos últimos dez anos, encontramos uma grande 

quantidade de material que discute e tenta resolver os problemas associados aos diversos 

materiais, de acordo com o que foi citado acima. Fazendo-se um apanhado de mais de cem 

trabalhos publicados em periódicos, pode-se concluir que a preocupação geral é de resolver  

pendências geradas pelo comportamento dos elementos estruturais em presença de defeitos 

que não podem ser avaliados devidamente pelos métodos atuais. Todos estes trabalhos tratam 

apenas de colapso sob a ação de cargas estáticas, estando excluído o problema de vida em 

fadiga. 

Na tentativa de agrupar os trabalhos publicados, podemos relacioná-los com o enfoque 

utilizado, agrupando-os de forma não cumulativa, e então se observou que 29 tratam 

estritamente da aplicação de métodos numéricos à análise, 38 criticam os ensaios de 

laboratório estabelecidos pelas normas, 15 se ocupam de peças de dimensões reais, 25 tratam 

de propor um novo método, 53 utilizam integral J, 21 utilizam CTOD/CTOA, 11 utilizam KIc, 

37 propõem novos fatores de correção dos dados,  47 investigam comportamentos em corpos 

de prova recomendados em norma e 36 tratam do comportamento de tubos trincados, apenas 

para citar alguns grupos. 
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Infelizmente são quase infinitas as possibilidades de análise do comportamento do 

material com os conhecimentos já existentes e a tentativa de agrupar o material já publicado 

por linha de pensamento parece uma tarefa quase impossível. Dentro desta vasta gama de 

linhas de investigação, critérios de crítica e avaliação de métodos tentaremos delinear o que 

pode ser útil no trabalho realizado.  

Existem algumas metodologias para o estabelecimento de critério de falha que são 

aceitas atualmente para a avaliação do colapso plástico de estruturas. Dentre elas podemos 

citar a EPRI, ETM e R6. Mesmo estes critérios, entretanto, carecem de aprimoramento por 

apresentarem-se conservadores frente à observação de dados oriundos de casos práticos. 

Adiante se apresenta um apanhado de algumas publicações em se pode notar uma 

preocupação no sentido de adaptar as teorias e normas já existentes a casos experimentais ou 

de campo.   

Kim et al, 2001, procuraram resolver o caso relacionado com o comportamento de um 

aço quando este apresenta um patamar de escoamento nítido, o que não é contemplado nos 

métodos citados. Para tanto lançam mão de uma correção da equação de correlação sugerida 

pelo ETM e tentam incluir um critério para englobar o patamar de escoamento. 

Sugerem, então, quando não existe patamar de escoamento, que J seja calculado 

como: 
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até o escoamento onde Je é o valor de Integral J no escoamento, F é a força aplicada, 

Fy e a força no limite de escoamento e N é o coeficiente de encruamento, e 
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Jy representa J para F=Fy. 

 

Estas equações são comparadas com os resultados obtidos por elementos finitos 

utilizando o programa ABAQUS. Para o cálculo por elementos finitos foi utilizado o 

elemento CPE8R e os valores de J foram retirados dos cálculos da análise numérica.  

Se compararmos os resultados para um aço com baixa taxa de encruamento, 

semelhante a um aço API X65, vemos que os resultados são satisfatórios, conforme está 

ilustrado na Figura 2-20. Estes resultados foram obtidos para um corpo de prova SE(B). 

Algumas modificações são introduzidas para o caso de materiais que apresentem 

patamar de escoamento: 
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para F<Fy 
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para F=Fy, isto é durante o escoamento, sendo εL a deformação do patamar de 

escoamento e eLR a tensão no patamar de escoamento do material. 
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para F>Fy 
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 O resultado pode ser visualizado na Figura 2-21. Neste exemplo também temos um 

aço com comportamento semelhante ao aço API X65 e com corpo de prova SE(B). Neste caso 

os resultados apresentam um menor grau de precisão. 

Estas conclusões, entretanto, são conflitantes com outros trabalhos, como o que pode 

ser visto em Tarnowski, 2002, onde são utilizados os elementos line spring que são elementos 

considerados mais adequados para a análise de tensões no fundo de entalhes, sendo 

recomendado inclusive pelo próprio desenvolvedor do ABAQUS.  

 

Figura 2-20 - Comparação dos resultados da análise numérica com ETM e FAD para o 

caso de um material sem patamar de escoamento, com J calculado segundo a equação 

4.1 (Kim et al, 2001) 

 

Figura 2-21 - Comparação dos resultados da análise numérica com ETM e FAD para o 

caso de um material com patamar de escoamento (Kim et al, 2001) 

Corigliano et al, 1999, usaram o modelo de Gurson para fazer uma previsão do CTOD 

e do CTOA com auxílio de elementos finitos para materiais de grande ductilidade, utilizando 

como base um corpo de prova SE(B).  
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Utilizando estas equações os autores chegam a valores bastante aproximados dos 

valores medidos durante o ensaio em laboratório e também de resultados utilizando elementos 

finitos. 

Takahashi, 2002,a,b,c, apresenta equações para o cálculo do fator de intensidade de 

tensões, KI, da abertura da trinca, δ0, e da área de abertura da trinca, A0, em um tubo com 

trinca circunferencial. Os resultados apresentados são comparados com resultados de outros 

autores e com resultados de análise numérica. Neste caso estuda-se a abertura da trinca com 

vistas à avaliação dentro da filosofia de vazamento antes da ruptura (LBB). 

Segundo esse autor, o fator de intensidade de tensões KI para uma trinca 

circunferencial passante em um tubo submetido à pressão interna pode ser escrito como: 

θπσ mttI RFK =  ( 2.30) 

onde σt é a tensão de tração aplicada ao tubo e calculada como: 

tR
P

m
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σ
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=   ( 2.31) 

Ft é o fator de forma e é calculado conforme abaixo: 
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1=tA  

32 369,283,41831,3040,1 ζζζ −−−−=tB  

32 02,1882,5010,2371,16 ζζζ +++=tC  
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onde t é a espessura da parede e Rm é o raio médio do tubo. 
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Takahashi, 2002,a,b,c, apresenta, também, a expressão para a obtenção da carga limite 

para o cálculo da resistência à fratura para um tubo submetido à tração e para um tubo 

submetido à flexão 
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onde PL e ML são a carga axial e o momento aplicados ao tubo e σy é o limite de 

escoamento do material. Esta expressão é válida para materiais com comportamento 

puramente elástico ou elástico perfeitamente plástico. 

Jayadevan et al, 2004 , fizeram um estudo por elementos finitos de um tubo com trinca 

circunferencial não passante para avaliar a influência da deformação no comportamento da 

trinca, comparando com J e CTOD calculados em função destes resultados. São utilizados na 

simulação numérica os elementos C3D20R e o programa ABAQUS . Os resultados mostram 

que existe uma grande variação em J calculado para trincas até metade da espessura da 

parede, ocorrendo da mesma forma com o CTOD, conforme pode ser visto na Figura 2-22 e 

na Figura 2-23. Na Figura 2-24 temos uma avaliação da influência do coeficiente de 

encruamento e da profundidade da trinca à medida em que se aumenta a deformação do tubo. 

 

 

Figura 2-22 - Relação de J remoto com CTOD em um tubo com trinca circunferencial 

não passante, com n=0,1 em (a) e n=0,05 em (b)(Jayadevan et al, 2004) 
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Figura 2-23 - Variação do CTOD em um tubo com trinca circunferencial não passante 

com comprimento relativo à circunferência média de 0,04  (a), 0,1 (b) e 

0,3 (c) (Jayadevan et al, 2004) 

 

Figura 2-24 - Variação do CTOD em função da deformação remota mostrando o efeito 

do coeficiente de encruamento para duas profundidades de trinca. Em 

(a) temos a/t=0,1 e em (b) temos a/t=0,5 (Jayadevan et al, 2004) 
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Chiesa et al, 2001, procuraram fazer uma correlação entre o ensaio em um corpo de 

prova SE(T) e um tubo em flexão, procurando minimizar a influência de fatores relacionados 

com a geometria na avaliação de propriedades à fratura do material. Na Figura 2-25 temos 

uma representação da correlação entre fatores dimensionais para o caso de um tubo, de um 

corpo de prova SE(T) e para um corpo de prova SE(B). Quando comparamos com o caso de 

um tubo com trinca circunferencial submetido à flexão, o corpo de prova SE(T) é o que mais 

se aproxima na reprodução dos campos de tensão no entorno da trinca. Estes autores também 

propõem a utilização de um fator de correção de biaxialidade que seria dado por: 

IK
aT πβ =   ( 2.36) 

onde T é um fator que representa a restrição na ponta da trinca e caracteriza a 

influência da geometria no regime de tensões na ponta da trinca e pode ser escrito como: 

 

( ) ( ) ( ) )/)(()(6/)( 2 hsat
h

sMhsat
h
sNsT MN +=  ( 2.37) 

onde N(s) é a tensão de membrana, M(s) o momento, tN e tM são fatores de calibração 

para T em um corpo de prova SE(T) com uma trinca de profundidade a(s) e espessura h 

submetido a uma tensão de membrana σ ∞=N(s)/he uma tensão unitária de flexão 

σ b=6M(s)/h2. T deve ser obtido a partir de simulação numérica. Uma representação 

esquemática do resultado pode ser vista na Figura 2-26. Observa-se que uma trinca em um 

tubo apresenta o mesmo campo de tensões que o corpo de prova SE(T), enquanto que o corpo 

de prova SE(B) tem uma distribuição de tensões em torno da trinca bastante diferente. 
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Figura 2-25 - Campos de tensões em um tubo e corpo de prova SE(T), com baixa 

restrição à deformação plástica, e um corpo de prova SE(B), com alta 

restrição à deformação plástica (Chiesa et al, 2001) 

 

 

Figura 2-26 - Correção da restrição para um tubo. Utilizando-se simulação numérica é 

possível estabelecer um fator de correção do coeficiente de biaxilidade 

o que torna o menos conservador tratamento de uma trinca em um tubo.  

(Chiesa et al, 2001) 

Nyhus et al, 2003, usaram um corpo de prova SE(T) para determinar as propriedades e 

comparar com um tubo. Utilizam o parâmetro Q para avaliar a restrição plástica ou 

triaxialidade das tensões na ponta da trinca para corpos de prova SE(T), SE(B) e um setor de 
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tubo. O resultado deste parâmetro, obtido por simulação numérica com auxílio do programa 

ABAQUS e elementos “line spring”, pode ser visualizado na Figura 2-27. Pode-se ver que o 

corpo de prova SE(T) dá valores de restrição mais próximos aos do tubo do que aos do corpo 

de prova SE(B). Neste caso o corpo de prova SE(T) é carregado sem possibilidade de rotação 

e os setores de tubo foram testados em tração.  Na Figura 2-28 temos o resultado dos testes 

em que é apresentada a curva CTOD versus ∆a para os três tipos de corpos de prova. Nota-se 

que os valores de SE(T) representam melhor o comportamento do setor de tubo. 

 

Figura 2-27 - Restrição devida à geometria (Q) para corpos de prova , SE(T) e SE(B) e 

um tubo com trinca circunferencial (Nyhus et al, 2003) 

 

Figura 2-28 - Curvas CTOD-R para os corpos de prova SE(T), SE(B) e para o setor de 

tubo (Nyhus et al, 2003) 
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Chiesa et al, 2001, apresentam um estudo entre corpos de prova SE(T) e tubos com 

trinca circunferencial. Neste caso foi possível estabelecer que corpos de prova SE(T) são mais 

adequados para a previsão do colapso plástico de tubos submetidos à flexão. Um esquema 

representativo desta situação, comparada com outros corpos de prova utilizados usualmente 

para avaliação de propriedades à fratura pode ser visto na Figura 2-29. A justificativa é de que 

os estes apresentam maior restrição plástica, sendo semelhante à de um tubo. O autor faz 

análise por elementos finitos usando elementos shell e line-spring para estabelecer um fator 

de correção da restrição plástica para um tubo. 

 

 

Figura 2-29 – Representação esquemática da correlação entre a restrição plástica e 

parâmetros de medida de tenacidade à fratura para vários corpos de 

prova (Chiesa et al, 2001) 

Martin e Lambert, 1996, usaram o corpo de prova SE(T) para determinar J com o 

auxílio do fator de correção T e comparam com resultados de elementos finitos. Este trabalho 

enfocou apenas aspectos relativos ao corpo de prova sem comparar com uma situação real em 

um tubo. 

Miura e Wilkowski, 1998, utilizaram o fator n para o cálculo de J em tubos 

submetidos à flexão em quatro pontos e tração combinados, comparando os resultados com os 
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valores de J de corpos de prova C(T). Os valores de corpos de prova em escala reduzida ficam 

muito abaixo dos valores realmente encontrados nos tubos ensaiados. 

Hornet e Eripret, 1999, fizeram uma comparação de um tubo com uma trinca 

circunferencial no centro de um cordão de solda e analisaram a influência das propriedades do 

material que está em torno do defeito. Propõem um novo método para analisar este caso 

considerando a taxa de encruamento do material. Esta é apenas uma modificação de outros 

métodos já existentes que consideram o ganho de resistência com a deformação plástica. 

Yahiaoui et al, 2002, fizeram uma comparação com os dados de diversos ensaios em 

curvas de 90o, com trincas circunferenciais e longitudinais e analisaram as soluções 

encontradas para tubos retos. Apresentam também resultados de simulação numérica para 

estes casos. 

Rahman et al, 1998, fizeram uma revisão das soluções propostas por vários métodos e 

comparam com dados experimentais. Os métodos estudados são o GE/EPRI, o método de 

Paris e Tada, LBB/NRC, LBB/ENG1 e LBB/ENG2. Chegaram à conclusão de que, para um 

tubo em tração com trinca circunferencial, os resultados de abertura da trinca são bastante 

próximos, conforme pode ser visto na Figura 2-30. 

 

 

Figura 2-30 - Comparação dos vários métodos de previsão de abertura da trinca em 

um tubo com trinca circunferencial (Rahman et al, 1998) 

Chattopadhyay et al, 2000, fizeram um estudo semelhante para um tubo com trinca 

circunferencial submetido à flexão e utilizando os dados de corpos de prova SE(B), chegaram 
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a conclusão semelhante, se considerado o comportamento antes de iniciar o colapso, 

conforme pode ser visto na Figura 2-31. 

 

Figura 2-31 - Comparação da deflexão obtida experimentalmente com os vários 

métodos de cálculo (Chattopadhyay et al, 2000) 

 

Saxena e Murty, 2004, fizeram um apanhado dos vários métodos já conhecidos de 

determinação de J em tubos, tais como, o método do Electric Power Research Institute 

(EPRI), método da tensão de referência (reference stress method ), método da tensão de 

referência melhorado (enhanced reference stress method), fator de intensidade de tensões 

dado por Zahoor (Stress intensity factor solution) e a solução de  Rahman. Neste caso é 

enfocado o ensaio em flexão a quatro pontos de tubos com trincas circunferenciais e 

concluíram que os valores de J obtidos variam bastante de acordo com o método e de acordo 

com o incremento da carga de flexão. De acordo com os autores os métodos citados têm a 

seguinte formulação: 
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Onde σ0 e ε0 são a tensão e a deformação de referência, α e n são as constantes da 

equação de Ramberg-Osgood, θ corresponde à metade do ângulo da trinca e M é o momento 
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aplicado ao tubo, ( )effe aJ  é a componente elástica da integral J corrigida para plasticidade e 

M0 é o momento de colapso plástico. 

 

Método da tensão de referência 
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Onde K é o fator de intensidade de tensões sem correção para o regime plástico, E é o 

módulo de Elasticidade e α e n são as constantes da equação de Ramberg-Osgood, M é o 

momento aplicado e M0 é o momento de colapso plástico. 

Método da tensão de referência melhorado 
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onde σref e εref são a tensão e a deformação de referência, M é o momento aplicado e 
*
0M  é o momento de colapso plástico melhorado que é função do momento de colapso 

plástico e do ângulo da trinca. 

 

Fator de intensidade de tensões 
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onde σb é a tensão de flexão e Fb é um fator de forma. 

 

Solução de  Rahman 
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onde Rm é o raio médio do tubo θ o ângulo da trinca, α, σ0, ε0 e n são os valores 

tirados da equação de Ramberg-Osgood e h1 é função de θ/π, n e Rm/t. 

Toda a formulação apresentada está baseada na relação de Ramberg-Osgood de onde 

são retirados os parâmetros característicos do material, tais como σb, α e n, e também em 

funções dependentes de  parâmetros geométricos da trinca e do tubo, como é o caso de M0, h1 

e Fb.  

Para fazer a comparação é tomado um tubo confeccionado de um material que 

apresenta patamar de escoamento. Já na comparação da simulação numérica da deformação 

do tubo com a situação real pode-se notar grande diferença entre o comportamento previsto e 

o observado, conforme se pode ver na Figura 2-32. Quando comparamos os resultados do 

cálculo de J pelos vários métodos, vemos que existem significativas diferenças, o mesmo 

acontecendo com relação aos resultados de elementos finitos.  

 

 

Figura 2-32 - Comparação das curvas carga-deslocamento do tubo submetido à flexão 

em 4 pontos (Saxena e Murty, 2004) 
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Figura 2-33 - Comparação dos resultados de simulação numérica com J calculado 

pelos vários métodos citados (Saxena e Murty, 2004) 

 

Xie, 1998, propõe um novo cálculo para o fator de intensidade de tensões para um 

tubo submetido à tração que seria dado por: 
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Esta expressão seria o segundo termo da equação de Rice para a integral J. Na Figura 

2-34 temos os a definição dos parâmetros utilizados nesta equação e na Figura 2-35 temos a 

variação da função f. 
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Figura 2-34 - Tubo com trinca circunferencial submetido à tração (Xie, 1998) 

 

Figura 2-35 - Variação da função f com o tamanho da trinca para uma relação 

t/R=0,08 (Xie, 1998) 

Pavankumar et al, 2002, estudaram a utilização dos resultados obtidos em curva J-R 

para a avaliação de tubos com trinca circunferencial. Os tubos de 8” de diâmetro são testados 

em flexão a quatro pontos e o corpo de prova utilizado é o SE(B) com 8 mm de espessura e 25 

mm de largura. Os autores apresentam uma simulação por elementos finitos para um CP 

SE(B) com elementos quadráticos de 20 nós e não considera a progressão da trinca. O 
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parâmetro utilizado para a avaliação dos resultados de laboratório quanto à restrição plástica 

do corpo de prova é o coeficiente de multiaxialidade, q, que é dado por 
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ou seja, σm é a tensão hidrostática e σe é a tensão de von Mises. 

 

Os valores de tensão devem ser retirados de simulação numérica e, segundo o autor, os 

resultados mostram uma boa concordância entre os valores de J calculados para o tubo e para 

o corpo de prova, conforme pode ser visto na Figura 2-36. Da mesma forma pode-se ver na 

Figura 2-37 que a simulação numérica obteve uma ótima correspondência com os valores 

experimentais para um corpo de prova SE(B). 

Xinqi et al, 2001, fizeram um estudo dos métodos chamados SC.ENG1 e SC.ENG2, 

que são métodos de determinação de J. O trabalho procura determinar a influência dos 

parâmetros geométricos e de material nestes métodos. Constata-se que existe uma variação 

em J de acordo com a posição escolhida na trinca circunferencial em um tubo e também que 

existe influência das propriedades em função da interpolação de Ramberg-Osgood. Estes 

detalhes podem ser vistos na Figura 2-38, para o caso do valor de J com a posição da trinca e 

na Figura 2-39, para a influência da interpolação. Nos dois métodos procura-se reproduzir a 

diminuição da rigidez do tubo na região da trinca fazendo-se uma redução da espessura da 

parede em toda a circunferência. Na Figura 2-40 temos os resultados da análise efetuada para 

um tubo com trinca circunferencial e submetido à flexão a quatro pontos. 
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Figura 2-36 - Comparação entre os valores obtidos para o tubo e para o corpo de prova 

(Pavankumar et al, 2002) 

 

Figura 2-37 – Variação da abertura da boca do corpo de prova SE(B) com a carga para 

o caso experimental e para a simulação numérica (Pavankumar et al, 

2002) 
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Figura 2-38 - Variação de J com a posição na trinca. γ é equivalente ao ângulo a partir 

do centro da trinca (Xinqi et al, 2001) 

 
Figura 2-39 - Variação de J com a forma de interpolação de Ramberg-Osgood. γ é 

equivalente ao ângulo a partir do centro da trinca (Xinqi et al, 2001) 
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Figura 2-40 - Valores de J em função do momento aplicado ao tubo para os dois 

métodos estudados e comparação com resultado de análise numérica 

(Xinqi et al, 2001) 

Firmature e Rahman, 2000, estudaram o caso de um tubo com trinca circunferencial 

passante fora do plano de aplicação do carregamento em flexão. Os cálculos de J por 

elementos finitos foram realizados com o auxílio do programa ABAQUS e estes resultados 

são comparados com o método GE-EPRI, embora este seja uma metodologia sabidamente 

conservadora. Além disso, são realizadas simulações para várias posições de trinca 

concluindo-se que à medida que a trinca se afasta da linha de simetria cai o valor de J.  

Lee et al, 2004, usaram corpos de prova “microtensile” para avaliar as propriedades 

em tração e resultados de CTOD para avaliar a aplicabilidade do método FAD para tubos API 

X65 e com trincas circunferenciais e longitudinais. 

Os autores apresentaram um estudo de FAD Nível 3 para um aço API 5L-X65 para o 

metal de base e para a região da solda. Os tubos avaliados possuíam trinca longitudinal e eram 

submetidos à pressão interna. Na Figura 2-41 são apresentados os resultados para o metal de 

base. 
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Figura 2-41 - FAD Nível 3 para o metal de base de um aço API 5L-X65 em um tubo 

com trinca longitudinal submetido à pressão interna (Lee et al, 2004) 

 

Jayandevan et al, 2004, apresentam simulação numérica de tubos com defeitos 

circunferenciais fazendo um levantamento da evolução das deformações ao longo do tubo 

(deformação remota de até 3%) e a evolução do CTOD em torno da trinca para várias 

situações de geometria e várias taxas de encruamento do material. Utilizam uma ponta de 

trinca com raio de curvatura de 25 µm, considerando como um pequeno cegamento, e tem 

propriedades semelhantes às de um aço API 5L-X65. 
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3.0 MATERIAIS E MÉTODOS 

3.1 Material Utilizado 

Para a realização dos ensaios foram utilizados segmentos de tubo de aço API 5L-X65. 

Além da solda ERW longitudinal, possuíam solda de emenda helicoidal. Uma representação 

esquemática do corpo de prova pode ser visualizada na Figura 3-1. A solda helicoidal 

representada é resultante de uma solda de emenda da bobina, onde é realizado um corte com 

ângulo de 45o, realizando-se a solda de união por plasma, com posterior confecção do tubo 

resultando uma solda em hélice orientada a 45o da solicitação de flexão. 

A composição química do material está apresentada na Tabela 3-1.  

 

Solda plasma 

Solda ERW 

 

Figura 3-1 - Desenho esquemático com as soldas existentes nos tubos testados 

Tabela 3-1 - Composição química do material do tubo. Valores percentuais em peso. 

C Si Mn P S Cr Mo Ni Al Cu Nb Ti V Fe 

0,0361 0,1828 0,982 0,0098 0,0047 0,0278 0,0165 0,1117 0,0121 0,2311 0,0025 0,0020 0,0546 98,31

 

340 mm
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3.2 Metodologia 

Neste trabalho foram utilizados dois conjuntos de corpos de prova, visando a execução 

de ensaios comparativos. Um conjunto de segmentos de tubo para realização de ensaios em 

escala real e outro de corpos de prova confeccionados de acordo com as normas ASTM para a 

realização de ensaios de caracterização do material. 

3.2.1 Ensaios de Corpos de Prova em Escala Real 

Para os ensaios em escala real foram utilizados segmentos de tubo com 

aproximadamente 4,3 m de comprimento, com diâmetro externo de 115 mm e parede de 8,0 

mm, com a solda de emenda da bobina localizada na posição central, conforme pode ser 

visualizado na Figura 3-1. Estes corpos de prova foram submetidos a ensaios de fadiga por 

ressonância em um dispositivo desenvolvido exclusivamente para esta finalidade. Este 

dispositivo foi construído de tal maneira que era possível impor um carregamento 

circunferencial de flexão ao tubo sem que o mesmo gire. Nestes ensaios foram testados tubos 

em duas condições diferentes, uma sem simulação de bobinamento e outra com simulação de 

bobinamento. Cada corpo de prova foi testado em uma freqüência diferente, ou seja, em uma 

deformação imposta diferente. Com isto se tinha carregamentos diferentes em cada segmento 

de tubo, o que permitiu o levantamento de uma curva representativa do comportamento à 

fadiga para cada grupo. Os ensaios eram interrompidos quando se chegava a dez milhões de 

ciclos ou quando se tinha uma trinca passante. Como a solda de emenda estava localizada na 

posição central, que é a região de maior solicitação, foi possível testar a qualidade da mesma. 

Após os ensaios de fadiga por ressonância, foram realizados ensaios de tração em 

tubos com trincas passantes a fim avaliar a resistência da seção remanescente. Estes ensaios 

tinham o objetivo de comparar a influência do tamanho da trinca na resistência do tubo em 

relação à esperada para um tubo íntegro. Como para muitos materiais existe uma grande 

influência do raio de ponta da trinca na resistência, foram realizados ensaios de tração em 

tubos com defeitos usinados (corte por serra manual), um passante e outro não passante, 

visando a comparação da influência do raio de ponta da trinca. Em todos os casos foram 

registradas as forças aplicadas e a abertura do ponto médio da trinca para posterior 

comparação. 
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3.2.2 Ensaios para caracterização do material 

Os ensaios de caracterização do material constaram de ensaios de tração e de testes de 

tenacidade à fratura em corpos de prova retirados do material do tubo. 

Os testes de tração foram realizados de acordo com a Norma ASTM E-8M-00 e os 

ensaios de tenacidade à fratura de acordo com a Norma ASTM 1820-99a. Tendo em vista a 

alta tenacidade e a alta ductilidade deste material foram realizados ensaios de J-integral e 

CTOD, utilizando corpos de prova SE(B). Na Figura 3-2 temos um desenho esquemático da 

posição de retirada dos corpos de prova SE(B) no tubo. A mesma orientação foi seguida para 

os corpos de prova de tração. 

 

Figura 3-2 - Posição dos corpos de prova em relação ao tubo. 

3.3 Simulação Numérica 

Além dos ensaios de laboratório foram realizadas simulações numéricas do corpo de 

prova de laboratório e de tubos com vários tamanhos de trinca visando averiguar a 

correspondência com os resultados experimentais. Para este fim foi utilizado um pacote 

comercial de elementos finitos.  

As simulações foram realizadas no corpo de prova SE(B) e em tubos com trinca 

circunferencial passante e com trincas transversais passante e não passante. No caso das 

trincas circunferenciais foram simuladas trincas com comprimento equivalente às três dos 

ensaios de tração em escala real e outras duas, uma com comprimento menor e outra com 

comprimento maior do que aquelas. A ponta da trinca foi orientada na direção radial do tubo, 

da mesma forma que os corpos de prova ensaiados. 

As trincas circunferenciais passantes tinham, então, 90 mm, 61 mm, 56 mm, 51 mm e 

30 mm de comprimento. Nas trincas transversais, as simulações foram realizadas em tubo 
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com trinca passante de 60 mm de comprimento e não passante de 50 mm de comprimento. 

Estas são as medidas da corda entre os pontos extremos da trinca tomando como referência a 

superfície externa. Na Figura 3-3 podem ser visualizadas as configurações adotadas para os 

tubos e a forma de medida do tamanho de trinca. O corpo de prova SE(B) tinha as medidas do 

testado em laboratório e relação a/B de 0,5. Em todos os casos foi utilizado um raio de ponta 

da trinca de 50 µm. 

 

Figura 3-3 - Representação esquemática dos tubos com as respectivas trincas geradas 

por fadiga e por usinagem, vendo-se à esquerda o defeito 

circunferencial e à direita o defeito transversal 

No presente caso foi utilizado o Programa ABAQUS por ser um programa de uso 

corrente na indústria de petróleo. Em todas as configurações foram utilizados elementos 

quadráticos com 20 nós C3D20RH, híbridos e com integração reduzida. A malha utilizada 

dependia da forma do corpo de prova e da trinca, sendo esta refinada no entorno da ponta da 

trinca, seguindo método utilizado por Tarnowski, 2005.  Na Figura 3-4 temos uma 

representação do corpo de prova e da malha para trincas circunferenciais, na Figura 3-5 a 

malha para trinca transversal passante, na Figura 3-6 a malha para trinca transversal não 

passante e na Figura 3-7 a malha para o corpo de prova SE(B). O refinamento da malha foi 

testado para cada configuração, sendo realizadas simulações com maior e menor refinamento 

para averiguar a precisão e convergência dos resultados. Constatou-se que mesmo para 

malhas bem menos refinadas os resultados não se alteram, dentro do objetivo do trabalho, que 

era de comparar primordialmente a abertura do ponto médio da trinca. Visando reduzir o 

tempo de simulação foi utilizado um comprimento de tubo de apenas 250 mm, tendo sido 

também realizado um teste com comprimento real de 2 m, não sendo verificadas diferenças 

significativas nos resultados. 
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Figura 3-4 - Representação do corpo de prova tubular com a respectiva malha para 

trinca circunferencial passante. Esta malha era composta de 30.795 

elementos. 

 

Figura 3-5 - Representação do corpo de prova tubular  com a respectiva malha para 

trinca transversal passante. Esta malha era composta de 6.160 

elementos. 

  

Figura 3-6 - Representação do corpo de prova tubular  com a respectiva malha para 

trinca transversal não passante. Esta malha era composta de 17.600 

elementos. 



 75

 

 

 

Figura 3-7 - Representação do corpo de prova SE(B) com a respectiva malha. Esta 

malha era composta de 10.620 elementos. 

Para simulação do regime elástico do material foi adotado um Módulo de Elasticidade 

de 205 000 MPa e um coeficiente de Poisson de 0,3 e para o regime plástico foi adotado um 

sistema da pontos discretos retirados manualmente da curva tensão-deformação logarítmica 

do ensaio de tração do material do tubo. Os valores adotados estão apresentados na Tabela 3-2 

e o gráfico correspondente pode ser visto na Figura 3-8. 

 

Tabela 3-2 - Correlação entre tensão e deformação no regime plástico do material 

estudado. 

Tensão Deformação

MPa m/m 

424 0 

504 0.00053 

535 0.00301 

541 0.0036 

542 0.00995 

597 0.04 

618 0.065 

622 0.085 

650 0.194 
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Figura 3-8 - Gráfico das propriedades em tração do material do tubo usados na 

simulação numérica, resultante dos pontos de interpolação da curva 

tensão x deformação do ensaio. 
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4.0 ENSAIOS REALIZADOS 

4.1 Ensaios de fadiga em tubos para Riser 

Como o procedimento de bobinamento e de lançamento bem como o tipo de solda 

realizada no riser podem acarretar variação na vida em fadiga, devem ser realizados testes 

para verificar o desempenho antes e depois da operação. Para esta verificação foi 

desenvolvido um sistema de ensaios específico, baseado na solicitação gerada por ressonância 

do tubo, quando excitado por uma massa excêntrica, com o objetivo de levantar curvas S-N de 

fadiga com aplitude constante e R=0. 

4.1.1 Desenvolvimento do sistema de ensaios 

Como os tubos deveriam ser testados em fadiga foi desenvolvido um sistema 

específico para este fim, já que a utilização de um equipamento servohidráulico se torna 

proibitivo pelo tempo de teste necessário. Este sistema é simplesmente baseado no fato de 

que, quando excitado com uma certa freqüência, o tubo entra em ressonância, vibrando e 

deformando-se em flexão. De acordo com a maior ou menor proximidade da freqüência de 

ressonância teremos maior ou menor flexão e, portanto, maior ou menor deformação. Como a 

deformação implica em uma tensão podemos regular a variação de tensão de acordo com a 

freqüência de vibração. 

Sistema de ensaios de fadiga por ressonância 

Inicialmente foi desenvolvido um protótipo, o qual pode ser visualizado na Figura 4-1, 

para a avaliação da viabilidade da montagem de um sistema em escala real. Uma vez que foi 

obtido pleno sucesso nesta etapa, foi desenvolvido um sistema de ensaios de fadiga por 

ressonância para testar tubos de 115 mm de diâmetro e parede de 8,5 mm. A configuração 

inicial utilizada está representada na Figura 4-2 e um detalhe do lado do acionamento está 

representado na Figura 4-3. Este sistema constava de duas cabeças fixadas nas extremidades 

do tubo. Uma das cabeças possuía uma massa girante que era acionada por um motor elétrico. 

O conjunto tubo e cabeças era apoiado em mancais e fixado sobre estes através de cintas 
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tracionadas com um tensionador tipo catraca. Quando o motor era colocado em 

funcionamento, a massa girante induzia no tubo forças excêntricas circunferenciais e 

transversais à direção longitudinal. Quando a rotação do motor atingia uma freqüência 

próxima da freqüência de ressonância do tubo este aumentava rapidamente a sua amplitude de 

vibração, chegando a um máximo na freqüência de ressonância.  Desta maneira temos um 

carregamento circunferencial no tubo idêntico ao que é imposto em um ensaio de flexão 

rotativa. A diferença neste caso é que o tubo não gira, permanecendo fixo nos apoios. 

Como a freqüência de vibração implica em uma maior ou menor flexão do tubo, 

adotou-se um inversor de freqüência para controle da rotação e, por conseqüência, da 

amplitude de flexão do tubo. Para detecção do final do ensaio foi colocado um pressostato em 

série com o controle do motor, sendo o tubo pressurizado com uma pressão da ordem de 2 

bar. Quando a trinca se tornava passante a pressão do tubo caía e o pressostato interrompia a 

energia para o motor, finalizando o ensaio. Na Figura 4-4 temos a visualização do sistema de 

controle do ensaio, dotado de um inversor para controle de rotação do motor, pressostato e 

botoeiras. 

Para o monitoramento da freqüência e da amplitude de vibração e, por consequência 

da amplitude de carregamento no tubo, foram colados extensômetros resistivos elétricos na 

região próxima da solda helicoidal. A posição dos mesmos era a 0o e a 90o a partir da solda 

longitudinal. Para o registro dos dados foi adotado um conjunto composto por um computador 

portátil e um sistema de aquisição de dados Spider 8 da HBM, como está mostrado na Figura 

4-5.  

 

 

Figura 4-1 - Vista geral do protótipo montado para avaliação de viabilidade. 
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Figura 4-2 - Sistema de ensaios construído para teste de fadiga de risers rígidos 

 

Figura 4-3 - Detalhe do sistema de ensaios no lado do acionamento. 

 

Figura 4-4 - Inversor de freqüência utilizado no controle da rotação do motor. 
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Figura 4-5 - Sistema de aquisição de dados utilizado 

4.1.2 Teste de tração em tubos trincados em escala real 

Aproveitando-se os tubos que trincaram nos ensaios de fadiga por ressonância, foram 

realizados testes de tração em escala real. Nestes ensaios foi possível avaliar a resistência da 

seção remanescente, já que as trincas obtidas tinham tamanhos entre 51 e 61 mm, facilmente 

detectáveis por métodos de inspeção. Para tanto foi utilizado um sistema de ensaios com 

capacidade de 2,5 MN em tração, originalmente desenvolvido para ensaios de fadiga em 

risers flexíveis. Este sistema é servohidráulico comandado remotamente e composto por um 

atuador e quadro de reação formado por uma treliça espacial, conforme pode ser visualizado 

na Figura 4-6. Na Figura 4-7 temos uma vista interna do quadro com o corpo de prova 

posicionado para o ensaio. Durante o ensaio foram medidas a deformação remota, através de 

extensômetros resistivos elétricos colados no tubo, a carga, através de transdutores de pressão, 

e a abertura da boca da trinca através de um extensômetro de fratura. O teste foi conduzido até 

a ruptura do tubo. Após realizado o ensaio foi medida a trinca resultante do ensaio de fadiga. 

 

 

Figura 4-6 - Sistema utilizado no ensaio de tração dos tubos pré-trincados em fadiga. 
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Figura 4-7 - Detalhe interno do sistema de tração com o tubo posicionado para o 

ensaio. 

Além dos tubos trincados em fadiga também foi realizado ensaio de tração em dois 

tubos com entalhes usinadas, sendo uma circunferencial passante e outra transversal não 

passante. A usinagem foi realizada com serra manual visando à comparação do 

comportamento de um defeito produzido desta maneira com o defeito produzido por trinca em 

fadiga.  

4.2 Ensaios de laboratório 

Visando a caracterização do material e o teste de resistência remanescente dos tubos 

trincados, foram realizados ensaios em laboratório de corpos de prova em escala reduzida  

retirados da parede do tubo e ensaios de tração de tubos com trinca passante em escala real. 

4.2.1 Testes de caracterização do material 

Ensaios de tração 

Os ensaios de tração foram realizados de acordo com a Norma ASTM E-8M-00 e o 

corpo de prova utilizado foi o subsize de 6 mm de diâmetro.  
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Testes de Tenacidade à Fratura 

Os corpos de prova utilizados foram SE(B) com espessura de 5 mm e razão W/b = 3 

com distância entre apoios de 4W, de acordo com a Norma ASTM E-399-90. Na Figura 4-8 

temos uma representação do corpo de prova de flexão a três pontos utilizado nos ensaios. De 

acordo com a norma, antes da realização do ensaio foi aberta uma pré-trinca de fadiga até 

atingir uma seção remanescente correspondente a 50% da altura útil do corpo de prova. 

 

 

Figura 4-8 - Corpo de prova de flexão - SE(B) 
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5.0 RESULTADOS  

5.1 Ensaio de fadiga por ressonância 

5.1.1 Aperfeiçoamentos ao sistema 

Como o desempenho dos tubos que foram testados se mostrou superior ao 

normalmente esperado para tubos com solda circunferencial, com necessidade de aplicação de 

uma variação de tensão muito alta, ocorreu uma série de problemas que poderiam ser 

previstos. Como os tubos não possuíam solda circunferencial (não esmerilhada) era de se 

esperar que estes seguissem a classe de fadiga característica para tubos com solda longitudinal 

(ou mesmo sem solda) C ou B. O principal deles foi o desgaste excessivo da rodas que 

compunham os mancais que davam apoio ao tubo. Como a solicitação era muito alta as rodas 

tiveram que ser substituídas muito rapidamente, a ponto de quase inviabilizar o ensaio.  Para 

resolver este problema resolveu-se projetar um novo sistema de ensaio, baseado no conceito 

de um giroscópio. Este sistema era dotado de três anéis concêntricos, unidos entre si por dois 

eixos e mancais de rolamento e fixado à base. Os eixos de união entre o anel externo e o 

intermediário foram posicionados a 90o dos eixos de união do anel intermediário com o anel 

interno. O anel central era fixado ao tubo, o que impedia o movimento de translação deste, 

mas permitia o giro em todas as direções. Na Figura 5-1 temos uma vista geral da nova 

configuração e na Figura 5-2 temos um detalhe do mancal do lado do acionamento. Com esta 

configuração resolveu-se o problema de desgaste e foi possível utilizar excitações de maior 

amplitude necessárias ao teste dos tubos com solda helicoidal. 

Foram realizadas duas séries de ensaios, uma com tubos soldados sem simulação de 

bobinamento e outra com tubos soldados com simulação de bobinamento. 

Na Figura 5-3 temos uma amostra dos dados adquiridos durante uma fase 

intermediária dos ensaios, enquanto que na Figura 5-4 temos uma amostra dos dados 

adquiridos no final do ensaio quando a trinca já estava propagando. Na Figura 5-5 temos uma 

amostra dos dados mais ampliada, mostrando a forma da curva obtida. 
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Com este sistema foi possível obter-se freqüências de ensaio da ordem de até 27 Hz, 

dependendo do nível de solicitação necessário. 

 

 

Figura 5-1 – Vista geral da nova configuração do sistema 

 

Figura 5-2 - Detalhe dos novos mancais do lado do acionamento 
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Figura 5-3 - Gráfico do nível de carregamento (sinal dos extensômetros durante o 

ensaio) de uma tomada de tempo intermediária do ensaio. 

 

Figura 5-4 - Gráfico evidenciando o aumento de amplitude de carregamento no final 

do ensaio quando a trinca já estava propagando. 
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Figura 5-5 - Ampliação do gráfico de uma tomada de tempo intermediária do ensaio 

Na Figura 5-6 pode-se ver o aspecto da superfície de um tubo que falhou durante o 

ensaio, na Figura 5-7 temos um aspecto da superfície do tubo com a trinca detectada pelo 

método de líquido penetrante, onde se pode ver a extensão da mesma. Na Figura 5-8 temos 

aspectos macroscópicos da fratura e na Figura 5-9 temos um detalhe da região de início da 

trinca. Analisando-se o aspecto da trinca constatou-se que todas elas iniciaram em pontos 

aleatórios da superfície externa do tubo, em defeitos superficiais, não havendo nenhuma 

ocorrência de início falha na região da solda, tanto na de emenda quanto na longitudinal.  

Na Figura 5-10 temos um gráfico com os resultados das duas séries de ensaios e uma 

comparação com as curvas médias da Norma BS 7608:1993. Pode-se notar que os tubos 

testados tiveram um comportamento superior ao definido para a classe B média. Como os 

valores recomendados para o projeto situam-se dois desvios padrões abaixo da média, pode-se 

destacar que o desempenho em fadiga dos tubos foi muito superior ao normalmente esperado 

para tubos unidos por soldas circunferenciais feitas por processo a arco elétrico. 

 

 
Figura 5-6 - Detalhe da superfície de um tubo onde se pode visualizar a trinca. 
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Figura 5-7 - Aspecto da trinca detectada pelo método de líquido penetrante 

 
Figura 5-8 - Aspecto macrográfico da superfície da fratura. 

 

 

Figura 5-9 - Detalhe do local de início da fratura. 
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Figura 5-10 - Resultados obtidos nas duas séries de ensaios e comparação com a 

Norma BS 7608:1993. 

 

5.2 Testes de caracterização do material 

5.2.1 Microestrutura 

Na Figura 5-11 pode-se ver a microestrutura do material a partir de duas amostras 

retiradas do metal de base (a) e da região termicamente afetada da solda de emenda 

longitudinal (b). Pode-se observar que o grão do metal de base é fino e que na região 

termicamente afetada existe uma pequena alteração no tamanho dos grãos. 

5.2.2 Ensaios de tração 

Os resultados dos ensaios de tração estão mostrados na Figura 5-12, onde está 

apresentado o gráfico das tensões e deformações de engenharia e das tensões e deformações 

verdadeiras e na Tabela 5-1 temos uma comparação dos dados obtidos com os mínimos 

especificados pela norma. 
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Figura 5-11 - Micrografia de uma região do metal de base (a) e micrografia de uma 

região da zona termicamente afetada da solda longitudinal (b). Pode-se 

notar apenas uma pequena alteração no tamanho de grão na região da 

solda. 

 

 

 

 

 

Figura 5-12 - Resultado do ensaio de tração do material do tubo de teste. Os valores da 

curva verdadeira não estão corrigidos para a estricção. 

(a) (b)
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Tabela 5-1 - Propriedades do material utilizado 

 
Limite de 

Escoamento (0,2%)

Limite de 

Resistência 
Alongamento 

Módulo de 

Elasticidade 

 MPa MPa % GPa 

Material Testado 535 580 23 210 

API SPEC 5L X65 448 531 13 --- 

 

5.2.3 Testes de mecânica da fratura 

5.2.4 Integral J 

Na Figura 5-13 está apresentado um gráfico de ensaio pelo método da flexibilidade 

(compliance) para um corpo de prova SE(B) e na Figura 5-14 estão mostrados os resultados 

de três ensaios no mesmo tipo de corpo de prova. Os ensaios foram realizados segundo a 

Norma ASTM E-1820-99a. Destaca-se que os resultados são bastante discordantes devido ao 

tamanho do corpo de prova utilizado. Deve-se observar também que o avanço da trinca é 

muito pequeno não chegando às linhas de referência da norma. 

 

 

Figura 5-13 - Curva carga x abertura da trinca obtida com três corpos de prova SE(B). 
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Figura 5-14 - Resultados de Integral J obtidos em três corpos de prova SE(B). 

 

5.2.5 CTOD 

A partir dos gráficos de carga versus abertura da trinca foram calculados os valores de 

CTOD, δm,  na carga máxima, para os três corpos de prova SE(B) ensaiados, utilizando-se 

para este caso o método de cálculo recomendado na norma ASTM 1820-99a. Os resultados 

estão resumidos na Tabela 5-2, onde também são mostrados os dados utilizados no cálculo. 

 

Tabela 5-2 - Resultados calculados para CTOD dos corpos de prova ensaiados. 

 a0 W B µ sy rp Z vpl Pi f(a/W) S K δm 

mm mm mm  MPa mm Mm mm Pa  mm MPam1/2 mm

CP 1 7,5 15 5 0,30 535 0,44 7,5 1,91 3950 2,56 60 66 0,34

CP 2 7,5 15 5 0,30 535 0,44 7,5 1,76 3700 2,56 60 62 0,32

CP 3 7,5 15 5 0,30 535 0,44 7,5 1,48 3400 2,56 60 57 0,27
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5.3 Teste de tração em tubos trincados em escala real 

Na Figura 5-15 e na Figura 5-16 temos uma imagem do aspecto da fratura dos dois 

tubos testados, sendo que um tinha uma trinca passante com 61 mm de extensão e o outro 

uma trinca passante de 56 mm. Na  

Figura 5-17 temos um gráfico de tensão nominal e deformação medida versus tempo 

para o tubo 1 e na Figura 5-18 temos o gráfico tensão nominal e deformação medida versus 

tempo para o tubo 2.  

 

Figura 5-15 - Aspecto da trinca de fadiga e da fratura no ensaio de tração para o tubo 

com trinca de 61 mm. 

 

Figura 5-16 - Aspecto da trinca de fadiga e da fratura no ensaio de tração para o tubo 

com trinca de 56 mm. 
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Figura 5-17 - Resultados do ensaio de tração do tubo com trinca de 61 mm 

 

 
Figura 5-18 - Resultados do ensaio de tração do tubo com trinca de 56 mm 
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Na Tabela 5-3 temos o cálculo de KI e de CTOD para estes dois tubos. Os cálculos de 

KI foram realizados utilizando-se a metodologia indicada em Anderson, 1989, e o cálculo de 

CTOD foi realizado de adaptando a metodologia recomendada na norma ASTM E 1820-99a. 

Na Figura 5-19 pode-se ver a evolução da abertura da trinca com o carregamento a 

partir do momento em que se atinge a carga máxima, para o tubo com trinca de 61 mm e para 

o tubo dom trinca de 56 mm. Na Figura 5-20 pode-se ver a situação final do tubo com trinca 

de 51 mm, o qual não foi carregado até a ruptura. 

Tabela 5-3 - Cálculo de KI e de CTOD com base nos resultados do ensaio do tubo 

KI Rext t Rint R R/t P σ Trinca θ CTOD
(MPam-1/2) (m) (m) (m) (m)  (kN) (MPa) (m) (rad) (mm)

253 0.057 0.008 0.049 0.053 6.125 1249 468.8 0.061 0.170 0.569
239 0.057 0.008 0.049 0.053 6.125 1283 481.4 0.056 0.156 0.508

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 5-19 - Evolução da abertura da trinca com a carga para os tubos com trinca 

circunferencial passante de 61 e 56 mm respectivamente. A imagem à 

esquerda corresponde à situação de máxima carga. 
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Figura 5-20 - Aspecto do tubo com trinca de 51 mm ensaiado em tração. Pode-se notar 

o acentuado cegamento da ponta da trinca, devido à intensa deformação 

plástica. 

5.4 Teste de tração em escala real em tubos com defeitos usinados 

Na Figura 5-21 e na Figura 5-22 temos uma imagem do aspecto da fratura dos dois 

tubos testados, sendo que um tinha um defeito um defeito não passante de 50 mm de extensão 

e o outro circunferencial passante com 60 mm.  

Na Figura 5-23 temos um gráfico de tensão nominal versus abertura da boca da trinca 

para os cinco tubos ensaiados. 

Observando-se os resultados pode-se constatar que os tubos apresentaram uma 

capacidade carga remanescente bastante alta, a qual situou-se acima de 80% da resistência 

real prevista para um tubo íntegro, mesmo quando considerada a maior trinca de 61 mm de 

comprimento. 

 

Figura 5-21 - Aspecto da fratura do tubo com defeito circunferencial usinado não 

passante 
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Figura 5-22 - Aspecto da fratura do tubo com defeito circunferencial usinado passante 

 

Figura 5-23 - Medida da abertura do ponto médio da trinca durante o ensaio de tração 

para os cinco tubos ensaiados. O ponto de colapso corresponde à carga 

máxima registrada. 

Ponto de Colapso 
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5.5 Simulação Numérica 

A Figura 5-24 apresenta em gráfico os resultados das várias simulações realizadas, 

correspondentes ao ponto médio externo da boca da trinca e na Figura 5-25 temos o gráfico de 

variação do CMOD com a carga para o corpo de prova SE(B). Da Figura 5-26 até a Figura 

5-28 temos resultados para algumas configurações de trinca utilizadas nas simulações, onde 

pode ser visto deslocamento, deformação relativa total, deformação plástica e tensão máxima 

principal. Na Figura 5-29 temos as mesmas imagens para o corpo de prova SE(B). 

 

 

Figura 5-24 - Abertura do ponto médio externo da trinca em função da tensão remota 

aplicada. Símbolo cheio trinca circunferencial passante, símbolo aberto 

trinca transversal. 
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Figura 5-25 - Abertura da boca da trinca em função da carga aplicada. 

 

 

Figura 5-26 - Resultados da simulação numérica para um tubo com trinca 

circunferencial passante de 61 mm de comprimento. (a) deslocamento, 

(b) tensão principal, (c) deformação total e (d) deformação plástica. 

(a) (b) 

(c) (d) 
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Figura 5-27 - Resultados da simulação numérica para um tubo com trinca transversal 

não passante de 50 mm de comprimento. (a) deslocamento, (b) tensão 

principal, (c) deformação total e (d) deformação plástica. 

 

  

Figura 5-28 - Resultados da simulação numérica para um tubo com trinca transversal 

passante de 60 mm de comprimento. (a) deslocamento, (b) tensão 

principal, (c) deformação total e (d) deformação plástica. 

(a) (b)

(c) (d)

(a) (b) 

(c) (d) 
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Figura 5-29 Resultados da simulação numérica para o corpo de prova SE(B) com 5 

mm de espessura. (a) deslocamento, (b) tensão principal, (c) 

deformação total e (d) deformação plástica. 

Na Figura 5-30 temos, na simulação, a comparação entre a abertura da trinca e o que 

seria o COD para o caso do tubo com trinca circunferencial de 61mm de comprimento. Os 

pontos tomados para retirada dos dados foram os nós correspondentes às superfícies externa e 

interna do tubo e os nós que se situam no ponto médio da parede do tubo. Na Figura 5-31 

temos a comparação apenas para o ponto médio da espessura da parede para os tubos com 

trinca de 30 mm, 61 mm e 90 mm. No caso da abertura da trinca os nós ficavam sobre a linha 

de simetria transversal e para o COD foram tomados pontos localizados no final da curvatura 

do raio de ponta da trinca utilizada na simulação. Todos os deslocamentos foram tomados 

exclusivamente na direção longitudinal do tubo. Note-se que não existe uma grande diferença 

no comportamento entre a superfície externa e a interna, mas existe uma grande diferença 

entre estas e o ponto localizado no centro da parede do tubo. Na Figura 5-32 temos uma 

representação semelhante para um corpo de prova SE(B). 

 

(a) (b) 

(c) (d) 
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Figura 5-30 - Comparação da abertura da trinca com o deslocamento de um ponto 

próximo ao fundo do entalhe para o tubo com trinca de 61 mm. 

 

 

Figura 5-31 - Comparação da abertura da trinca com o deslocamento de um ponto 

próximo ao fundo do entalhe tomado na metade da espessura da parede 

dos tubos com trincas de 30 mm, 61 mm e 90 mm. 
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Figura 5-32 - Comparação da abertura da trinca com o deslocamento de um ponto 

próximo ao fundo do entalhe para o corpo de prova SE(B). 

5.6 Cálculo das tensões nominais atuantes nos tubos 

A Tabela 5-4 permite a comparação entre o efeito produzido pelo momento e o efeito 

produzido pelo esforço de tração pura. Observa-se que quanto maior é trinca, maior é o efeito 

de flexão produzido pela excentricidade. Este efeito, entretanto, produz uma flexão que faz 

com que o centro de gravidade na linha do defeito fique alinhado com a direção de aplicação 

da carga. 

Tabela 5-4 - Cálculo da tensão atuante em um tubo com trinca. 

 Área Inércia Centróide
Dist. 

centro 
Tensão
Excen.

Tensão 
Tração 

Tensão 
Total %

 m2 m4 m m MPa MPa MPa  
90mm 0.001887 1.4482E-06 -0.01889 0.03534 707 530 1.230 58 
61mm 0.002181 2.32477E-06 -0.01099 0.04868 282 458 735 38 
56mm 0.002223 2.45686E-06 -0.00993 0.05011 243 450 687 35 

Passante 0.002253 2.54778E-06 -0.00918 0.0474 204 444 643 32 
51mm 0.002264 2.59001E-06 -0.00888 0.05141 207 442 644 32 
30mm 0.002429 3.12399E-06 -0.00488 0.05539 94 412 502 19 

NaoPass 0.002544 3.46608E-06 -0.00236 0.0533 38 393 428 9 
Total 0.002653 3.81053E-06 n/a  n/a 377 377 n/a 

Obs.: Percentuais referem-se à razão da tensão produzida pela excentricidade com a tensão total, 
considerada uma carga de 1000 kN caso não houvesse rotação do tubo. Todos os cálculos referem-se à área da 
seção remanescente. 
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6.0 ANÁLISE DOS RESULTADOS 

6.1 Ensaios de fadiga por ressonância 

Os ensaios de fadiga permitiram a comparação entre as duas séries de tubos testados. 

Foi possível visualizar uma diferença entre o comportamento dos tubos testados nas duas 

séries com relação às classes de projeto da Norma BS 7608:1993. Pode-se ver que o 

desempenho em fadiga dos tubos, tanto com simulação de bobinamento quanto sem esta, foi 

superior às classes C e B, embora seja possível notar um melhor desempenho da série de 

tubos sem simulação de bobinamento. Além disso as soldas, tanto de emenda das bobinas 

quanto as longitudinais (costura), apresentaram ótimo desempenho, já que todas as trincas 

tiveram seu início em defeitos da superfície dos tubos. Em tubos com soldas circunferenciais 

(com reforços de raiz e face), a classe de fadiga é bem mais baixa. Isso significa que a 

inspeção não destrutiva nestas soldas é suficiente. Nos tubos em questão, sem soldas com 

defeitos ou concentração de tensão importantes, a fratura pode ocorrer em qualquer posição 

ao longo do comprimento. Isto faz com haja necessidade de uma inspeção não destrutiva em 

todo o comprimento. 

6.2 Ensaios de caracterização do material 

O ensaio de tração revela que o material possui propriedades superiores ao 

determinado pela norma API para um aço 5L-X65, tanto no limite de escoamento, quanto em 

resistência e também na ductilidade. 

Nos ensaios de caracterização do material pode-se notar que os valores determinados 

para a Integral J ficaram totalmente fora das linhas de referência estabelecidas pela Norma 

ASTM E-1737. Isto se deve ao fato de que o corpo de prova SE(B) utilizado para a realização 

dos ensaios tinha dimensões inadequadas, principalmente com relação à espessura que era de 

apenas 5 mm, já que a parede e o diâmetro do tubo impedem a extração de corpos de prova de 

maior espessura. Para este material a espessura adequada deveria situar-se em torno de 10 
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mm. Este comportamento se deve ao fato que o regime de tensão plana predomina, fazendo 

com que os valores de J obtidos estejam acima dos valores reais para o material. 

6.3 Teste de tração em escala real em tubos trincados  

Os resultados dos testes de tração nos tubos revelaram uma coerência de 

comportamento, se consideradas a dimensões das trincas existentes.  

O comportamento dos tubos em tração para materiais de grande ductilidade e 

tenacidade, como é o caso, fica estreitamente relacionado com os parâmetros apresentados nas 

equações 2-41 a 2-45. A partir delas podemos ver que, em um tubo que possui uma trinca 

transversal ou circunferencial, existe uma composição de solicitações de tração e de flexão. 

Isto se deve ao fato de que a presença da trinca muda o centro de inércia localmente, fazendo 

com que surja um momento de flexão no sentido da abertura da boca da trinca. Para efeito de 

comparação podemos nos reportar à Tabela 5-4 onde se pode notar que o efeito de flexão pela 

variação é muito acentuado no início do carregamento. Ocorre que este momento não obedece 

a uma relação linear com o carregamento, pois, à medida que aumenta a carga, o tubo flexiona 

fazendo com que a linha de carregamento acabe coincidindo com a linha do centro de inércia. 

Isto faz com que para cargas mais altas tenhamos apenas o efeito do esforço de tração sobre o 

tubo. Este fenômeno é equivalente ao de rotação dos corpos de prova de avaliação de 

propriedades de fratura como se pode ver na Figura 2-15.  

 

6.4 Simulação numérica 

A simulação numérica mostrou uma aproximação muito boa para o tubo ensaiado em 

tração com trinca transversal não passante e para o corpo de prova SE(B). Para os outros 

tubos a aproximação com o ensaio real foi apenas razoável. Embora a simulação não tenha 

considerado a progressão da trinca e estas tivessem um pequeno raio de curvatura no fundo, 

os resultados aparentemente não são afetados até a região onde começa a ocorrer deformação 

plástica extensa na região da trinca e, conseqüentemente, progresso da mesma. Este fato se 

deve à grande capacidade de deformação plástica do material e ao seu baixo coeficiente de 

encruamento. Na Figura 6-1 temos uma comparação dos resultados de simulação numérica e 

de tubos com trinca transversal não passante de 50 mm e trinca circunferencial passante de 61 

mm. Na Figura 6-2 temos a comparação da simulação numérica com o ensaio real para o 

corpo de prova SE(B).  
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Figura 6-1 - Comparação entre simulação numérica e caso real para tubos trincados. 

 

Figura 6-2 - Comparação entre simulação numérica e caso real para corpo de prova 

SE(B). 

Se fizermos uma comparação do CTOD calculado na Tabela 5-2 com os dados do 

gráfico da Figura 5-32 vemos que o primeiro se situa em um ponto intermediário com relação 

à simulação, em que temos valores variando entre 0,50 mm e 0,15 mm. 
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Na Figura 2-37 temos o resultado de uma simulação numérica utilizando o mesmo 

procedimento. Nota-se que os resultados também são bastante próximos aos do ensaio real do 

corpo de prova.  
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7.0 CONCLUSÕES 

Os ensaios de fadiga mostraram-se coerentes e permitiram uma ótima avaliação do 

comportamento dos tubos submetidos a teste. Pôde-se constatar que existe uma pequena 

diferença no comportamento entre as duas séries testadas, verificando-se um comportamento 

um pouco superior para a série de tubos sem simulação de bobinamento. Mesmo assim as 

duas séries apresentaram comportamento superior ao exigido pela Norma BS7608 Classe B 

média. 

As soldas de emenda de bobina apresentaram ótimo desempenho em fadiga já que em 

nenhum dos segmentos testados ocorreu o início da falha na solda, tendo as mesmas sempre 

iniciado em defeitos superficiais. Deve ser considerado que a região da solda de emenda 

estava sempre localizada em um trecho médio do corpo de prova que é onde se tem a maior 

solicitação. 

O ensaio de tração nos tubos trincados apresenta coerência entre os cinco testes 

permitindo concluir que os resultados são válidos e permitem uma avaliação da resistência 

remanescente de tubos trincados quando submetidos à tração. 

Constata-se que a resistência remanescente dos tubos trincados foi alta, levando-se em 

consideração que as trincas existentes nos tubos testados em tração são de dimensões 

facilmente detectáveis por métodos de inspeção. 

Os resultados da simulação numérica mostraram-se coerentes, embora não tenham 

reproduzido o comportamento dos casos reais em sua totalidade. Nota-se uma reprodução 

bastante fiel no caso da trinca não passante em um tubo em escala real e no caso do corpo de 

prova SE(B). Para os tubos restantes os resultados mostraram valores inferiores aos dos casos 

práticos. Foi possível estabelecer uma correlação entre a abertura do ponto médio da trinca 

com a abertura próxima da ponta da trinca. Nota-se uma diferença significativa entre a 

abertura próxima da ponta quando se toma um ponto na superfície da parede do tubo ou um 

ponto médio desta. 
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Pela análise dos resultados podemos concluir que as dificuldades para reprodução do 

comportamento dos testes em escala real utilizando corpos de prova de dimensões reduzidas 

são muito grandes. Como pode ser constatado nos resultados obtidos em laboratório, fica 

muito difícil obter-se um corpo de prova que atenda às normas dos ensaios de mecânica da 

fratura e que reproduza com fidelidade as propriedades do material. Como os materiais 

utilizados em tubulações na área petrolífera têm aumentado a resistência, a ductilidade e a 

tenacidade, cada vez mais se tem utilizado tubos de parede mais fina. Com isto o corpo de 

prova que se pode retirar passa a não atender às dimensões da norma. Como a tenacidade à 

fratura de um material depende não só da forma do corpo de prova, mas essencialmente das 

propriedades mecânicas não se pode retirar corpos de prova de outro tubo ou de uma chapa de 

maior espessura, pois estaríamos alterando os resultados. Assim fica-se dependente de 

situações como a ocorrida neste trabalho em que os resultados de laboratório dos testes de 

avaliação das propriedades à fratura não atendem os requisitos mínimos exigidos pela norma, 

como pode ser visto na Figura 5-14. Desta maneira todos os métodos de extrapolação de 

resultados para reproduzir o caso real ficam prejudicados. 
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8.0 RECOMENDAÇÕES PARA TRABALHOS FUTUROS 

Estudar a influência da espessura do corpo de prova nos ensaios de mecânica da 

fratura visando estabelecer parâmetros que corrijam os erros oriundos da transição do estado 

plano de deformação para o estado plano de tensão. 

Estudar a correlação entre os ensaios de tenacidade à fratura e o comportamento de 

tubos trincados em escala real para materiais com baixa taxa de encruamento com é o caso 

dos aços API. 

Estabelecer procedimentos de análise numérica que permitam reproduzir o 

comportamento de tubos trincados quando submetidos à tração pura e à flexão, utilizando-se 

dados obtidos no ensaio de tração do material. 

Estabelecer critérios de falha seguros e com mais precisão que os atuais com a 

utilização de técnicas de simulação numérica. 

Estabelecer procedimentos para a utilização de resultados de ensaios de laboratório em 

corpos de prova SE(T) para a previsão de comportamento à fratura de tubos. Já que estes 

apresentam restrição plástica mais próxima da do tubo, a obtenção de propriedades à fratura 

com este tipo de corpo de prova poderá produzir resultados mais confiáveis. 
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ANEXO 

A.1 Aspectos Básicos da Mecânica da Fratura 

A.1.1 Generalidades 

Embora seja um campo novo, a teoria básica da Mecânica da Fratura já está bem 

consolidada e existe uma bibliografia razoável tratando do assunto. Dentre elas podemos citar 

Kanninen, 1985, Anderson, 1994, Hertzberg, 1992, Barsom, 1999 e Saxena, 1997. Estes 

autores serão tomados como base para uma revisão dos conceitos básicos que serão 

apresentados a seguir.  

O estudo da mecânica da fratura é baseado em dois princípios básicos bastante 

distintos que estão associados ao comportamento mecânico dos materiais. Através deste 

comportamento podemos separar os materiais em dois grandes grupos, um grupo em que eles 

apresentam comportamento frágil ou quase frágil, isto é, sem ou com muito pouca 

ductilidade, e outro grupo com comportamento dúctil, isto é, com razoável e até grande 

deformação plástica.  Isto está baseado no mecanismo de fratura que estes materiais podem 

apresentar, quais sejam fratura por clivagem e fratura por coalescência de microcavidades.  

Dentro da formulação e dos conceitos atuais, a mecânica da fratura serve para se medir 

o que se chama de Tenacidade à Fratura e, em princípio, quanto maior a capacidade de 

deformação plástica maior a tenacidade. Os problemas decorrentes das simplificações citadas 

serão abordados mais adiante. 

A.1.2 Tensões e deformações em um sólido 

Para que possamos entender a formulação utilizada na mecânica da fratura é 

necessário que olhemos primeiro para a formulação que nos é trazida pela mecânica dos 

sólidos. Esta formulação considera que um material sempre é homogêneo e isotrópico.  

Na Figura A-1 temos uma representação das tensões que atuam em um elemento de 

volume qualquer em um sólido, para um sistema de referência em coordenadas cartesianas. 
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As tensões ortogonais aos planos são chamadas de tensões normais enquanto que aquelas 

paralelas aos planos são chamadas tensões de cisalhamento. 

Apenas para uma pequena introdução ao assunto podemos dizer que: 

dS
df

S
fLimT

S

n =
∆
∆

=
→∆ 0

)(  ( A.1) 

onde T(n) é o tensor ou vetor tensão, ∆f é uma força atuando sobre uma área ∆S e o 

subscrito n indica a dependência do tensor com relação à orientação da superfície tomada 

como referência. 

No caso especial onde as direções normais aos planos são paralelas aos eixos de um 

sistema de referência, temos: 

( ) ( ) ( )
332211

)( eTeTeTT iiii ++=  ( A.2) 

onde )(i
jT  é a componente escalar de T(i) e e(i) são os vetores na direção positiva do 

eixo xi. Os índices em subscrito representam a soma de acordo com aquele índice em toda a 

sua extensão, ou seja, como o sistema é o de coordenadas cartesianas, os índices vão de 1 a 3. 

Desta maneira podemos escrever: 

i
jij T=σ   ( A.3) 

 

Figura A-1 - Componentes de tensão que aparecem em um elemento de volume 
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A.1.3 Mecânica da Fratura Linear Elástica 

Como foi dito anteriormente, a base para o estudo da mecânica da fratura linear 

elástica é o comportamento elástico do material, que deve apresentar nenhuma ou muito 

pouca deformação plástica. Na realidade a teoria desenvolvida inicialmente por Griffith, 

adequada ao caso de uma trinca passante em uma placa por Irwin, prevê um material com 

comportamento apenas elástico. 

Teoria de Griffith 

Aproveitando postulados desenvolvidos por Inglis, Griffith desenvolveu a sua teoria, a 

qual considerava a existência de um defeito no material, para resolver a discrepância entre o 

cálculo teórico e o que ocorria na prática. Segundo Inglis, se tomarmos a força de separação 

entre dois planos atômicos teremos uma lei que pode ser representada por uma função 

senoidal com a seguinte forma: 
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)( γγσ  ( A.4) 

onde E é o módulo de elasticidade, G é o trabalho total de separação dos átomos que 

corresponde à energia de superfície, b representa a distância interatômica de equilíbrio e x 

representa o afastamento em relação à distância de equilíbrio. Considerando-se o valor 

máximo da equação A.4, isto é, a tensão teórica máxima, teremos: 

2/1

max ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛=

b
Eγσ  ( A.5) 

Balanço de Energia Liberada 

Todo o estudo de Griffith foi baseado em observações no vidro e desta maneira a sua 

teoria prediz que deve existir uma força motriz para o aumento da trinca junto com uma 

resistência inerente ao avanço da trinca. O avanço da trinca é associado com uma necessidade 
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de se fornecer energia para as duas novas faces de fratura formadas. Griffith, então, formulou 

um postulado baseado na energia liberada na formação da trinca. Ele parte de uma condição 

crítica para a para formação de uma fratura, igualando a energia potencial devido a um 

incremento no comprimento da trinca e resistência ao crescimento desta mesma trinca.  

Levando-se em conta um material perfeitamente elástico 

γ=−
dA
dU

dA
dW   ( A.6) 

onde W é o trabalho externo realizado sobre o corpo, U a sua energia interna, γ é a 

energia de superfície do material e A=4Ba é a área superficial da trinca, considerando-se uma 

trinca interna de comprimento 2a e espessura B. 

Como a energia de deformação de uma trinca finita é apenas metade do trabalho 

realizado pela tensão atuante nas faces da fratura, a solução pode ser dada pela solução de 

Westergard para tensão plana: 

( ) 2/1222 xa
E

−=
σϑ   ( A.7) 

onde σ é a tensão aplicada e a origem das coordenadas fica localizada no centro da 

trinca. Por conseqüência, para uma trinca interna, o trabalho é realizado sobre quatro 

superfícies distintas. Assim usando a equação A.7 temos que 

∫=−
a

dxxvBUW
0

)(
2
14 σ   ( A.8) 

A equação A.6 então será 

2/12
⎟
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⎞

⎜
⎝
⎛=

a
E

f
γ

π
σ   ( A.9) 

onde σf  representa a tensão aplicada que leva à fratura. 

Como foi dito anteriormente esta solução representa o caso de tensão plana. Para o 

caso de deformação plana teríamos que substituir E na equação A.9 por ( )21 µ−
E , onde µ é o 

coeficiente de Poisson do material. 
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Esta solução só é válida para um caso específico em que se tem uma trinca interna no 

material. 

Tensões em Trincas 

Voltemos ao caso do tensor apresentado na equação A.3. Se modificarmos o sistema 

de referência cartesiano para um sistema polar com a origem na ponta de uma trinca, teremos 

para um material linear elástico a seguinte solução: 
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⎞
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⎝

⎛
=  ( A.10) 

onde σij é o tensor de tensões, r e θ são definidos pelo sistema de coordenadas, fij é 

uma função adimensional de θ. O sistema de coordenadas tem origem na ponta da trinca e 

pode ser representado com na Figura A-2. 

Como é fácil concluir, o primeiro termo da equação tende a infinito quando r → 0 

enquanto que os outros permanecem finitos ou se aproximam de zero, o que significa que a 

tensão tem comportamento assintótico próximo da ponta da trinca.  

Como existem três maneiras diferentes de se efetuar um carregamento em uma trinca, 

conforme mostrado na Figura A-3, podemos representar o tensor de três formas diferentes. 

Apenas para ilustrar o caso, para o modo I de carregamento e com r tendendo para zero, 

teríamos as seguintes equações: 
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e neste caso: 
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0=zzσ   ( 9.15) 

Se fizermos  
π2
IK

k = , considerando θ = 0, teremos 

r
K I

yyxx π
σσ

2
==  ( A.16) 

onde KI é o fator de intensidade de tensões. 

 

Figura A-2 - Definição do sistema de coordenadas e das tensões à frente de uma 

trinca. (Anderson, 1994) 
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Figura A-3 - Modos de carregamento em uma trinca ( Kaninen, 1985) 

 

A Figura A-4 mostra o caso de um furo elíptico em uma placa de dimensões infinitas 

carregada em tração. Para este caso o fator de concentração de tensões será igual a 1+2a/b. 

 

Figura A-4 – Furo elíptico em uma placa infinita produz concentração de tensões de 

1+2a/b (Hertzberg, 1992) 

As equações acima descritas são válidas apenas para a região dominada pelo fator 

r
1 , já que à medida que nos afastamos da ponta da trinca, os termos à direita da equação 

tornam-se muito pequenos, tendendo para zero. Neste caso a tensão atuante será a tensão 

remota aplicada sobre a placa. Deste modo teremos uma zona em ocorre o que se chama de 

domínio do fator de intensidade de tensões K, onde os conceitos da mecânica da fratura linear 
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elástica são válidos. Quando r se torna muito pequeno, entretanto, as equações deixam de ser 

válidas e aí temos o que é por conhecido como deformação de pequena escala (small scale 

yelding), em que a região inválida é muito pequena se comparada com a região de validade da 

MFLE. 

Na Figura A-5 temos uma representação desta situação que deve ser interpretada da 

seguinte maneira: 

Para o modo I de carregamento, fazendo r = ry e yxx σσ =  (limite de escoamento do 

material), teremos 
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 para tensão plana ( A.17) 
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y
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  para deformação plana ( A.18) 

Dentro desta região determinada pela equação A.17 a MLFE é inválida, mas fora dela 

(representada pelo círculo de raio D) teremos a validade. O fator de intensidade de tensões 

representa a tensão que ocorre na ponta da trinca e se este fator é igual à tensão que faz com 

que trinca cresça teremos que K = Kc, ou seja, um fator de intensidade de tensões crítico. Este 

fator será, então, uma característica do material, embora seja influenciada por fatores 

geométricos e pelo modo de carregamento. 

O fator de intensidade de tensões mostrado na equação A.16 é obtido para o caso de 

uma trinca em um sólido de dimensões infinitas. Quando se tem que fazer a estimativa do 

fator para um caso real, passamos a ter uma dependência não só da tensão remota, mas 

também da geometria. Para as formas mais simples temos algumas soluções analíticas válidas, 

mas para formas mais complexas ele pode ser obtido somente por experimentação ou por 

análise numérica. Como exemplo dessa situação podemos citar o caso mostrado na Figura 

A-4, em que temos um furo elíptico em uma placa de espessura b. neste caso o fator de 

intensidade de tensões será 

aK I πσ=  ( A.19) 

onde s é a tensão remota aplicada e a é o comprimento da trinca. 
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Esta é uma solução particular para este caso. Em geral temos uma correlação com esta 

forma simples de trinca para todos os outros casos, obtidos analiticamente, por experimento 

ou por análise numérica, e então ficamos com a expressão genérica: 

aYK I πσ=  ( A.20) 

onde Y representa um fator de correção adimensional particular para cada tipo de 

trinca, modo de carregamento e geometria. Como no caso apresentado temos ainda que 

considerar a largura e aí teremos a expressão genérica da forma: 
 

⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛=
W
afaK I πσ  ( A.21)                       onde W é a largura .  

 
 
Na Figura A-6 temos exemplos de geometrias com os respectivos fatores de correção. 

Para estas geometrias ⎟
⎠
⎞

⎜
⎝
⎛=
W
af

WB
PK I , onde P é a carga, B a espessura a o comprimento 

da trinca e W a largura. 

 

 

Figura A-5 – Base da mecânica da fratura linear elástica (Kanninen, 1985) 
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Figura A-6 – Funções de a/W para diversos corpos de prova (Anderson, 1994) 

Ensaios da Mecânica da Fratura Linear Elástica 

A Figura A-6 apresenta alguns corpos de prova que podem ser usados para os ensaios 

da mecânica da fratura linear elástica. Como todos possuem uma solução para KI bastante 

aproximada é possível a sua utilização para a obtenção desta propriedade do material. 
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A.1.4 Mecânica da Fratura Elastoplástica 

Deformação Plástica na Ponta da Trinca 

Conforme Anderson, 1994, toda a teoria de que depende a mecânica da fratura linear 

elástica apresenta o problema de que as tensões tendem a infinito quando o raio da ponta da 

trinca tende a zero. Este pressuposto presume que, quando carregado, mesmo com uma carga 

muito pequena, a tensão na ponta da trinca seria suficiente para a ruptura. Ocorre que, ou a 

trinca não tem um raio zero na ponta ou o material apresenta deformação plástica, que embora 

muito pequena, é suficiente para resolver este problema.  

A plasticidade dos materiais, entretanto gera um problema adicional, pois à medida 

que esta cresce, as equações desenvolvidas para o regime elástico deixam de valer, sendo 

necessárias correções nos cálculos para que se tenha uma aproximação com a realidade. 

Para resolver este problema foram propostas duas soluções, uma por Irwin e outra por 

Dugdale. O modelo de Irwin usa a análise das tensões elásticas na ponta da trinca para estimar 

a fronteira elasto-plástica e o modelo de Dugdale baseia-se na existência de uma zona 

deformada à frente da ponta da trinca.  

Uma representação do fenômeno da deformação plástica na ponta da trinca pode ser 

visto na Figura A-7. Temos que de (a) para (c) aumenta a deformação plástica e, portanto, a 

região deformada. Enquanto a região deformada é pequena temos a validade de K e, portanto, 

a validade da mecânica da fratura linear elástica. À medida que a deformação aumenta K 

perde a validade e então entramos no campo da fratura da mecânica elasto-plástica.  

O Modelo de Irwin 

O modelo de Irwin é baseado no fato de que, quando se chega na ponta da trinca a 

tensões equivalentes ao limite de escoamento do material, começa a ocorrer deformação 

plástica e as tensões são redistribuídas à medida que aumenta a tensão aplicada.  Podemos, 

então, calcular a extensão da região plástica da seguinte maneira: 
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Recordando a equação A.17 vemos que rp é o dobro de ry e então teremos o que Irwin 

chamou de fator de intensidade de tensão efetivo Keff onde o comprimento da trinca efetivo aeff 

é tomado como 

yeff raa +=  ( A.23) 

 e então 

( ) effeffeff aaK πσλ=  ( A.24) 

 

Figura A-7 – Efeito da deformação plástica no campo de tensões na ponta da trinca 

(Anderson, 1994) 
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O Modelo de Dugdale 

O modelo atribuído a Dugdale parte do princípio de que existe uma longa e esbelta 

zona plástica à frente da trinca de um material perfeitamente plástico em estado de tensão 

plana. Conforme mostrado na Figura A-8 a trinca terá comprimento 2a + 2ρ, onde ρ é o 

comprimento da zona plástica na qual atua uma tensão de fechamento equivalente a σy. 

 

A tensão de fechamento da trinca pode ser estimada pela seguinte equação 

⎟⎟
⎠

⎞
⎜⎜
⎝

⎛
+

+
−= −

ρπ
ρσ

a
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1cos2  ( A.25) 

e a tensão de tração remota  será 

ρπσσ == aK (  ( A.26) 

como as duas tensões devem se anular teremos  
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esta expressão pode ser expandida em uma série de Taylor e se tomarmos apenas os 

dois primeiros termos desta série teremos 
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Esta solução é muito parecida com a solução de Irwin e portanto os dois modelos são 

capazes de prever aproximadamente a mesma zona plástica. 

 

A maneira de prever a o fator de intensidade de tensões efetivo é fazer aeff  igual a 

a+ρ, o que daria 
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Figura A-8 – Modelo de Dugdale para materiais sem encruamento (Hertzberg, 1992) 

 

 

Figura A-9 – Modelo de Dugdale (Kanninen, 1985) 
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Os dois modelos aqui apresentados têm por objetivo principal promover a correção das 

equações da MFLE para que fiquem adaptadas para materiais que apresentem deformação 

plástica. Um exemplo da possibilidade de correção de cada um pode ser visto na Figura A-10. 

 

 

Figura A-10 - Comparação da correção da zona plástica para uma trinca passante em 

deformação plana (Anderson, 1994)  

Tensão Plana versus Deformação Plana 

No caso de corpos finitos em presença de uma trinca quando submetidos a um 

carregamento as tensões atuantes variam de um estado plano de tensões no centro até um 

estado plano de deformação na superfície. Calculando-se as tensões atuantes na região em 

torno de uma trinca utilizando-se o critério de von Mises, para um carregamento no sentido da 

abertura da trinca, teremos um regime de tensões conforme apresentado na Figura A-11. 
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Figura A-11 – Limite das zonas plásticas em tensão plana e em deformação plana para 

υ=0,3 (Kanninen, 1985) 

 

Tensão  
plana 

Deformação 
plana 


