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Resumo

Eduardo, Thiago Handerson Torres; Nieckele, A. O.; Braga, A.
M. B.. Caracterização das forças e do amortecimento vis-
coso agindo sobre as linhas de controle de completação in-
teligente. Rio de Janeiro, 2022. 128p. Tese de Doutorado – Depar-
tamento de Engenharia Mecânica, Pontifícia Universidade Católica
do Rio de Janeiro.

Diante dos cenários de produção cada vez mais desafiadores, a indústria
de petróleo tem sido forçada a expandir os limites operacionais para vazões,
temperaturas e pressões mais elevadas. Como consequência, cenários mais
rigorosos são encontrados, levando à redução da vida útil dos equipamentos
atuais, como por exemplo, a falha prematura por fadiga de linhas de controle
de poços com completação inteligente. Estas linhas encontram-se expostas
ao escoamento turbulento na região anular da coluna de produção, causando
vibrações e tensões suficientemente altas, podendo levar a uma falha prematura
das linhas por fadiga. Para prevenir estes problemas e desenvolver projetos
mais eficientes, é necessário investigar os fenômenos associados a interação da
vibração da linha com os desprendimentos de vórtices do escoamento. Estes
foram modelados utilizando-se a metodologia DDES (Delayed Detached Eddy
Simulation), o que requer alto custo computacional, devido à necessidade de
utilização de pequenos passos de tempo e de espaçamento de malha. Buscando
reduzir o custo computacional para a modelagem do problema, propõe-se,
neste trabalho, tratar de forma desacoplada a análise estrutural e de fluido-
dinâmica. As forças atuantes nas linhas de controle no espaço anular do
poço de completação são obtidas desprezando-se a flexibilidade das linhas.
Paralelamente, o fator de amortecimento crítico, necessário para a análise
estrutural da vibração da linha, é obtido através de uma simulação Fluido-
Estrutura de um escoamento cruzado a um cilindro elástico. Os resultados
obtidos mostram que a presente metodologia é promissora, pois permite uma
representação dos fenômenos envolvidos melhor do que a encontrada nos
procedimentos atualmente disponíveis na literatura.

Palavras-chave
Escoamento transversal a cilindro; Espaço anular; Interação Fluido-

estrutura; Fator de amortecimento crítico.
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Abstract

Eduardo, Thiago Handerson Torres; Nieckele, A. O. (Advisor);
Braga, A. M. B. (Co-Advisor). Characterization of forces and
viscous damping action on intelligent completion control
lines. Rio de Janeiro, 2022. 128p. Tese de Doutorado – Departa-
mento de Engenharia Mecânica, Pontifícia Universidade Católica
do Rio de Janeiro.

In face of increasingly challenging production scenarios, the oil industry
has been forced to expand operational limits to higher flow rates, tempera-
tures, and pressures. Therefore, challenging production scenarios are found,
from integrity standpoint, leading to reduction in current equipment life ex-
pectancy. Premature failure of control lines due to fatigue in wells with in-
telligent completion is one of the problems that arises from those extreme
conditions. These lines are exposed to turbulent flow in the annular region of
the production string, causing sufficiently high vibrations and stresses. These
dynamic stresses can lead to premature failure of the lines due to fatigue. To
prevent these problems, and to develop more efficient designs, it is necessary
to investigate the phenomena associated with the interaction of the line vibra-
tion with the vortex shedding of the flow. We modeled the phenomena using
the DES (Delayed Detached Eddy Simulation) methodology, which has high
computational cost due to the need of using small time steps and high mesh
refinement. In order to reduce these computational costs, this work proposes
to deal with structural and fluid dynamics analysis in a decoupled way. The
forces acting on the control lines in the annular space of the completion well are
obtained neglecting the flexibility of the lines. In parallel, the critical damp-
ing factor, necessary for the structural vibration analysis of control lines, is
obtained through a Fluid-Structure Interaction (FSI) simulation of an elastic
cylinder subjected to cross flow. The results obtained show that the present
methodology is promising, allowing a better representation of the involved
phenomena, compared to procedures currently available in the literature.

Keywords
Cylinder cross flow; Annular space; Fluid-structure interaction; Critical

damping factor.
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ωFSI - Frequência do modo de vibração identificado na interação

fluido-estrutura
Ωij - Tensor vorticidade
Ωχ - Domínio da malha móvel
Ωx - Domínio da referencial
ΩX - Domínio da material

Adimensionais

Re - Número de Reynolds
St - Número de Strouhal
Ro - Número de Roshko

Sobrescritos

s - sólido
¯ - Média temporal
˜ - Média espacial
′ - flutuação temporal

Subescritos

a - Adicionada
c - Associado ao cilindro
cr - crítico
D - Associado ao arrasto
eff - Grandeza efetiva
in - Entrada
ij - coordenadas i e j
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L - Associado à sustentação
n - Associado ao modo de vibração n
SGS - Escala de submalha (Sub-Grid Scale)
s - Referente ao domínio sólido
t - Grandeza turbulenta

Siglas

ALE - Lagrangeana Euleriana Arbitrária (arbitrary Lagran-
gian–Eulerian)

CFD - Computational Fluid Dynamics
CSD - Computational Structural Dynamics
DES - Detached Eddy Simulation
DMC - dinâmica de malha computacional (Computational Mesh Dy-

namics)
DNS - Direct Numerical Simulation
FDM - método das diferenças finitas (Finite diference method)
FEM - método dos elementos finitos (Finite elements method)
FVM - método dos volumes finitos (Finite volumes method)
FSI - Interação fluido-estrutura (Fluid-Structure Interaction - FSI)
LES - Large Eddy Simulation
RANS - Reynolds Average Navier-Stokes
SGS - escala de submalha (Sub-Grid Scale)
URANS - Unsteady Reynolds Average Navier-Stokes
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1
Introdução

A indústria de petróleo tem sido pressionada nos últimos anos a ser
cada vez mais eficiente e competitiva com as novas modalidades de energia
renovável. Uma das formas de pressão, advinda da sociedade é que esta é
cada vez mais resistente em investir em fontes de energia não renováveis. Esta
pressão tem instigado a indústria de petróleo a reduzir sua pegada de carbono
e ao mesmo tempo aumentar sua eficiência. Uma das consequências disso é
que para um empreendimento se tornar viável, ele deve ter custo reduzido de
CAPEX (custo de capital) e OPEX (custo operacional), que por sua vez reduz
o envelope operacional de tal forma que as grandes margens de segurança pelas
quais a indústria de petróleo era conhecida tem cada vez mais se aproximado
daquelas atribuídas a indústria aeronáutica.

A descoberta do pré-sal brasileiro também acarretou dificuldades adici-
onais. Maiores lâminas d’água, poços mais profundos, altíssimas vazões, altos
índices de incrustação carbonática e não carbonática, presença de CO2 livre (o
que implica em altas vazões de reinjeção deste gás causador do efeito estufa),
reservatórios de pequena espessura, geologia desafiadora (devido à plasticidade
da camada de sal) e altas temperaturas nos reservatórios são alguns desafios
enfrentados pelas operadoras.

Um problema direto relacionado a estes desafios é que a maioria dos
equipamentos, especialmente aqueles relacionados à completação de poços,
de forma muito rápida, passaram a operar em condições extremas, diferente
daquelas comumente observadas no passado. Assim, a indústria de petróleo
passou a dar cada vez mais importância à previsão de possíveis problemas
relacionados a esta nova conjuntura. Fenômenos que antes não causavam
impacto nas operações têm gerado prejuízos com perda de produção e até
fechamento de poços que ainda poderiam operar por anos, em condições mais
brandas.

Um desses problemas é a vibração induzida por escoamento em linhas
de controle de poços com completação inteligente (Fig. 1.1). A completação
inteligente possibilita que o mesmo poço produza de diferentes zonas, por meio
da atuação de válvulas slide sleeve, de forma controlada na superfície por meio
de linhas hidráulicas (cenário atual) e linhas elétricas (futuro muito próximo).
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Estas linhas, em determinadas zonas, encontram-se expostas ao escoamento na
região anular da coluna de produção. A exposição destas linhas ao escoamento
faz com que as mesmas vibrem e causem tensões suficientemente altas podendo
levar a uma falha prematura por fadiga.

Figura 1.1: Esquemático de uma completação inteligente convencional (Fonte:
Petrobras, interno).

Collins e Neubauer (2012) relataram falhas de linhas de controle em poço
(da Chevron) com completação inteligente (Intelligent Well Completions) no
campo de Agbami, golfo de Guiné, Nigéria. Outros autores também já haviam
relatado falhas semelhantes (Beyer et al., 2009).

O estudo realizado por Collins e Neubauer (2012) trata da confiabilidade
e otimização de custos em poços injetores e de produção. Uma das preocupa-
ções levantadas pelos autores é com a confiabilidade de novas configurações de
completação inteligente, que estavam sendo utilizadas no campo de produção
mencionado e outras ainda por virem a ser instaladas. Este problema relatado
por uma grande produtora de óleo causou preocupação em outras grandes
produtoras (incluindo a Petrobras) que utilizam configurações semelhantes de
completação inteligente.

O problema consiste na falha causada pela vibração de linha de con-
trole que passa próximo à uma válvula de controle interno (Interval Control
Valves-ICV). Collins e Neubauer (2012) abordaram o problema de forma expe-
rimental e numérica. Utilizaram água como fluido de trabalho e validaram as
simulações do escoamento com os resultados experimentais. Os resultados des-
tas simulações foram utilizados para determinar as forças agindo sobre a linha
de controle, o que permitiu calcular as tensões na linha utilizando o método
de elementos finitos. Posteriormente, investigaram o escoamento utilizando gás
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como fluido de trabalho, empregando condições operacionais. Como resultado
da análise, confirmaram que haveria falha prematura. Algumas ações mitiga-
doras e limites operacionais seguros foram então estabelecidos com base nestas
simulações.

Um exemplo de ICV é mostrado na Fig.1.2, onde as ranhuras laterais são
as aberturas da válvula deslizante (valve trims ) e as tubulações de pequeno
diâmetro são as linhas de controle referidas neste documento.

Figura 1.2: Válvula HS-ICV 4 1
2” – Halliburton (Fonte: Braga (2017))

O conhecimento e a compreensão dos fenômenos envolvidos neste tipo
de situação podem auxiliar de forma significativa no projeto, assim como no
planejamento de intervenções de manutenção para essas linhas. Diante do ex-
posto, fica claro a importância de analisar o problema físico de forma a fornecer
insumos para que a operação dos sistemas de controle com completação inteli-
gente em poços de petróleo (tanto injetores como produtores) ocorra de forma
segura e confiável. Entre estes insumos estão a identificação de configurações
da válvula e da linha de controle que possam levar a uma falha prematura.
Para os sistemas em operação, pode-se, baseado em simulações, indicar uma
faixa operacional de vazão segura, mantendo a rentabilidade, a confiabilidade,
protegendo os ativos e assegurando a produção, minimizando a necessidade da
perfuração e completação de novos poços. Tudo isso faz com que a pegada de
carbono também seja reduzida, devido a menor emissão de gases e insumos na-
turais necessários para a fabricação, transporte, descarte e posterior abandono
do poço.

Ao longo dos anos, diversos trabalhos analisando o efeito da vibração in-
duzida pelo escoamento nos equipamentos de completação inteligente da coluna
de um poço injetor de gás foram desenvolvidos pelo Laboratório de Sensores e
Fibra ótica (LSFO) da PUC-Rio (Braga e Sampaio, 2013; Braga, 2014; Braga,
2017). Estes estudos foram conduzidos em projetos de pesquisa patrocinados
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pela Petrobras. Nas análises realizadas, notou-se que diversos parâmetros uti-
lizados para determinação das forças de arrasto (Drag), sustentação (Lift),
número de Strouhal (St) e fator de amortecimento crítico (ζ), advindos da
literatura para escoamento livre, introduzem grandes incertezas na previsão
adequada do problema. Mais uma vez, os motivadores para a melhoria das
estimativas estão associados ao aumento das vazões e cenários de produção
mais desafiadores.

Os coeficientes de arrasto e sustentação (Drag e Lift) e St, estimados
para escoamento externo, não consideram a presença de paredes, o que causa
uma mudança completa no campo de velocidades e pressão. A presença
das linhas de controle no domínio fluido também causa uma modificação
importante na dinâmica do escoamento. A posição das linhas de controle em
relação às paredes e aos jatos também pode ser bastante importante, assim
como o comprimento das linhas de controle (comprimento entre cintas, o que
determina o comprimento livre das linhas sujeita à vibração). Como todas as
análises realizadas foram feitas de forma desacoplada (sem interação fluido-
estrutura, com menor custo computacional) uma estimativa para o fator de
amortecimento crítico também se fez necessária.

Juntamente com a necessidade de resolver problemas cada vez mais
complexos e tendo em vista que recursos computacionais disponíveis para
os profissionais de engenharia aumentou significativamente nos últimos anos,
começou-se a utilizar com mais frequência simulações numéricas para entender
alguns fenômenos que eram mal compreendidos. O fenômeno de vibrações em
estruturas, e os danos (por fadiga) causados por elas, era e continua sendo um
problema de interesse em diversos setores industriais.

Um subgrupo do fenômeno de vibrações é aquele que tem a sua origem
na interação com a mecânica dos fluidos. É justamente aqui que se encaixa o
problema apresentado acima.

O problema de vibrações acústicas, por exemplo, é relevante em sistemas
de compressão e na análise de tensões em estruturas sujeitas a vibrações. Talvez
por isso que grande parte dos esforços para integrar o problema de fluidos com
o problema de sólidos, depois chamado de interação fluido-estrutura (Fluid-
Structure Interaction - FSI), tenha focado esforços em entender a vibração
causada por escoamentos internos turbulentos. Fenômenos tais como transiente
hidráulico (water-hammer), fadiga de risers devido ao escoamento em golfadas,
escoamento multifásico em vãos livres, jumpers, spools, etc., são de extrema
relevância para a indústria de petróleo e se encaixam neste grupo de problemas
com interação fluido-estrutura.

A interação fluido-estrutura devido ao escoamento externo também é de
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muita relevância principalmente para indústria aeronáutica, construção civil
e indústria de petróleo (principalmente em risers de produção ). Diversas
metodologias têm sido utilizadas para tentar compreender o problema.

A partir do exposto acima, fica claro que o estudo da vibração induzida
pelo escoamento nos equipamentos de completação inteligente ainda é uma
área de pesquisa em aberto, permitindo que diversas contribuições em diversos
níveis possam ser realizadas, não só para melhoria do conhecimento do fenô-
meno físico, mas também para desenvolvimento de metodologias que auxiliem
nos projetos de forma eficiente e acurada.

Como o problema físico envolvido na vibração induzida por escoamento
de linhas de controle engloba mecânica dos fluidos, vibrações e estimativa de
vida de uma estrutura mecânica, é natural que este trabalho seja de caráter
multidisciplinar. A caracterização do problema deve, então, abordar simula-
ções numéricas com interação fluido-estrutura, modelagem da turbulência do
escoamento, análise de vibrações e simplificações com a finalidade de reduzir a
complexidade do problema sem descaracterizá-lo de sua natureza multi-física.

1.1
Objetivo

O objetivo do trabalho consiste em determinar os parâmetros necessários
para avaliar vibrações em linhas de controle de colunas de completação de
forma mais precisa e realista. Estes parâmetros são as forças de arrasto (Drag),
sustentação (Lift), número de Strouhal (St) e fator de amortecimento crítico
(ζ). Pretende-se:

1. Melhorar a estimativa das forças ao longo das linhas, por meio da deter-
minação do escoamento turbulento em geometria simplificada represen-
tativa da coluna de completação;

2. Melhorar a estimativa do fator de amortecimento das forças, baseada
na solução obtida utilizando interação fluido-estrutura, de escoamento
turbulento ao redor de estruturas flexíveis.

Para alcançar esse objetivo selecionou-se o software aberto (open source
code) de simulação de escoamento OpenFOAM (2018), o software livre
CalculiX©(Dhondt, 2004) para solução do problema no domínio sólido e o
software preCICE©(Bungartz et al., 2016) para a interação entre os domínios
fluido e sólido. A modelagem da turbulência é realizada através da formulação
κ−ω SST DDES (Detached and Delayed Eddy Simulation) (Gritskevich et al.,
2012). O sólido é modelado como linear elástico. A modelagem do movimento
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da interface fluido-sólido na interação fluido-estrutura é realizada por meio do
loop de Aitken (Aitken, 1927).

O foco deste trabalho é caracterizar de forma satisfatória os carrega-
mentos impostos pelo escoamento, identificando as frequências das vibrações
induzidas nas linhas de controle devido ao escoamento no anular da coluna
de completação inteligente. A Figura 1.3 mostra um esquemático de um poço
completado com o fluxo nas válvulas e no anular. O escoamento da região
central do duto passa para a seção anular através da válvula (aberturas visua-
lizadas no corte A-A), passando a escoar na seção anular. As linhas de controle
podem ser instaladas no espaço anular, conforme ilustrado na figura através
das linhas no espaço anular (em verde). De forma a aproveitar a simetria do
escoamento, apenas 1/4 do domínio será modelado.

b

b

A A

Corte A-A

Figura 1.3: Esquemático de um poço completado com linhas e válvulas de
controle

O problema generalizado de interação fluido-estrutura ainda exige um
alto custo computacional (A simulação FSI deste trabalho durou mais de um
ano em uma máquina com processador i7 de 12 núcleos lógicos), mesmo para
estudos acadêmicos. Por isso, decidiu-se explorar um problema simplificado de
um cilindro elástico sujeito a um escoamento livre e cruzado ao mesmo, como
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ilustrado na Fig. 1.4. Os resultados desta simulação fluido-estrutura acoplada
são, então, usados para determinar o fator de amortecimento ζ, o qual pode ser
empregado na simulação fluido-estrutura desacoplada do caso mais complexo.

Figura 1.4: Problema FSI simplificado: cilindro elástico bi-engastado com
escoamento turbulento cruzado.

1.2
Organização do Manuscrito

Este documento encontra-se estruturado da seguinte forma: Iniciou-se
com uma introdução (Capítulo 1), onde buscou-se contextualizar o leitor
com a motivação do presente trabalho e os principais objetivos a serem
alcançados. No Capítulo 2, apresenta-se uma revisão da literatura voltada para
o estudo de interação fluido-estrutura, apresentando simplificações e estratégias
empregadas por diversos autores, na tentativa de enquadrar o problema
da interação fluido-estrutura de forma objetiva, levando em consideração
situações que apresentam algum tipo de semelhança com o problema abordado
neste trabalho. No Capítulo 3, conceitos fundamentais sobre a modelagem
da turbulência, análise estrutural e as diversas nuances da modelagem da
interação fluido-estrutura são apresentados. No Capítulo 4, são apresentados
e analisados os resultados de dois casos (poço de completação simplificado
e fator de amortecimento de escoamento cruzado sobre cilindro) necessários
para a análise da vibração em linhas de controle. Finalmente as conclusões são
apresentadas no Capítulo 5. Informações complementares são apresentadas no
Apêndice A.
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2
Informações Preliminares

Neste capítulo, antes de analisar o estado da arte com relação ao estudo
do problema de vibração induzida pelo escoamento, uma breve introdução aos
conceitos fundamentais de escoamento transversal a cilindros é apresentada,
seguida pela descrição das possíveis metodologias para tratar o problema de
interação fluido-estrutura.

2.1
Conceitos Básicos de Escoamento Transversal a Cilindro

O escoamento externo ao redor de estruturas é bastante comum nas
aplicações de engenharia. Os pilares de uma ponte sobre um rio é um exemplo
de corpos cilíndricos nos quais água escoa ao seu redor. Escoamento ao redor de
linhas de transmissão e ao redor de uma antena de carro também são exemplos
de escoamento ao redor de cilindros.

Um dos principais parâmetros que governa o escoamento ao redor de um
cilindro é o número de Reynolds, Eq. (2-1):

Re = ρ V D

µ
(2-1)

onde V é a velocidade da corrente transversal ao cilindro, D é o diâmetro do
cilindro e ρ e µ são a massa específica e a viscosidade molecular do fluido.

A Figura 2.1 mostra o comportamento do escoamento ao redor de
um cilindro para um número de Reynolds crescente. Para o escoamento de
baixíssimo Reynolds(Re < 5), a inércia é desprezível, e o escoamento pode
ser modelado com a teoria de Stokes. O escoamento é praticamente simétrico,
sendo o arrasto de pressão desprezível.

Para Reynolds na ordem de 10, o escoamento ainda é bem comportado,
porém o efeito do gradiente de pressão adverso na superfície do cilindro já
é notado e ocorre separação da camada limite laminar e surge uma zona de
recirculação na parte traseira do cilindro. Este gradiente de pressão faz com
que a camada limite seja descolada da superfície do cilindro.
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Para Re ≈ 100 o escoamento ainda é laminar, porém já existe alguma
instabilidade que faz com que a região de recirculação perca a simetria e
surgindo desprendimento de vórtices. Estes vórtices são conhecidos como
vórtices de Von Kármán, em homenagem ao Engenheiro e Físico Theodore
Von Kármán, que estudou e criou uma teoria para explicar o problema.
Tais vórtices tem uma frequência de desprendimento função do número de
Reynolds. O parâmetro adimensional utilizado para caracterizar a frequência
de desprendimento de vórtices é o número de Strouhal:

St = fvkD

V
(2-2)

onde fvk é a frequência de desprendimento de vórtice de Von Kármán (Von
Kármán vortex shedding frequency).

Um outro adimensional que surge naturalmente da análise deste fenô-
meno é o número de Roshko, que é preferido em algumas análises:

Ro = Re St. (2-3)

Voltando à Fig. 2.1, pode-se ver que para Reynolds da ordem de 104

o escoamento torna-se turbulento após o ponto de separação e os vórtices
encontram-se dentro região turbulenta (região cinza na figura). Para Reynolds
ainda mais elevados (106) a turbulência passa a ocorrer antes da separação da
camada limite e a esteira de vórtices é restabelecida.

A relação entre o número de Reynolds e o número de Strouhal não
é constante. Roshko (1952) levantou uma curva para 50 < Re < 104

identificando duas regiões distintas. Uma com crescimento rápido do St em
função de Re e outra onde esta variável é aproximadamente constante com
Re. (Fig 2.2). Porém como pode ser visto na Fig. 2.3, o patamar identificado
por Roshko não se mantém para Reynolds elevados e o Strouhal tem outra
região de forte crescimento com Re a partir de Re = 6× 105.
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Figura 2.1: Tipos de comportamento de escoamento em torno de um cilindro,
ilustrando os vários regimes de escoamento para um número de Reynolds
crescente. Figura de Lienhard (1966) referenciada por Blevins (1990).

Figura 2.2: Número de Strouhal e coeficiente de arrasto em função do número
de Reynolds (Roshko, 1952)
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Figura 2.3: Dependência da frequência de descolamento de vórtices adimensi-
onal (St) com número de Reynolds (Kaneko et al., 2008)

Como mostrado, o escoamento ao redor de um cilindro pode apresentar
um comportamento transiente, mesmo que o escoamento de aproximação
(campo de velocidade e pressão longe do cilindro) não seja dependente do
tempo. Isso faz com que as forças atuantes no cilindro sejam também variáveis
no tempo, com uma frequência ditada pelas frequências de desprendimento dos
vórtices de Von Kármán. Para Reynolds muito elevado, observa-se também os
efeitos da turbulência que é, por definição, tridimensional e transiente.

A força resultante do movimento relativo do fluido com o objeto sólido
pode ser decomposta na direção do escoamento e na direção perpendicular
ao mesmo. Estas forças recebem os nomes de força de arrasto (Drag) e de
sustentação (Lift). Sendo o escoamento transiente, naturalmente que estas duas
forças que atuam na estrutura também são dependentes do tempo (periódicas
ou randômicas).

As forças de arrasto (Drag) FD e de sustentação (Lift) FL podem ser
normalizadas, dando origem aos coeficientes de arrasto CD e de sustentação
CL, respectivamente.

CD = FD
1
2 ρ V

2 Aref
(2-4)

CL = FL
1
2 ρ V

2 Aref
(2-5)

onde Aref é a área projetada do cilindro normal à direção do escoamento. Para
o caso do cilindro Aref = D L, sendo L o comprimento do cilindro.

A Figura 2.2 mostra valores para o coeficiente de arrasto (valores médios)
para um cilindro. É possível observar que estes valores são próximos da
unidade. Valores médios para coeficiente de sustentação de um cilindro sem
rotação sobre seu próprio eixo são obviamente nulos. No entanto, estas forças
possuem uma componente alternada (para Re elevados). Assim, é de se esperar
que as forças atuantes em um cilindro causem vibração de alguma forma.
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Kaneko et al. (2008) chama a atenção para um fenômeno chamado
de sincronização (lock-in). Este fenômeno ocorre quando a frequência de
desprendimento de vórtices é próxima de uma frequência natural da estrutura,
que neste caso é uma viga cilíndrica de diâmetro D e comprimento L. Quando
isto ocorre, as frequências são sincronizadas e amplitudes elevadas de vibração
passam a ocorrer. A Fig. 2.4 mostra que o maior efeito da sincronização é sobre
a força de sustentação. Porém para velocidades de escoamento mais baixas,
este fenômeno ocorre também para a força de arrasto. Assim a estrutura pode
estar sujeita a vibrações em mais de uma direção, o que influencia de forma
significativa o processo de cálculo de vida útil da estrutura, uma vez que o
fenômeno de fadiga passa a ser multi-axial.

Figura 2.4: Sincronização induzida por vórtices (Kaneko et al., 2008)

Mais uma consideração precisa ser feita sobre as forças oscilatórias que
agem sobre um corpo submerso. Estas dizem respeito a aceleração da estrutura
em resposta às forças transientes de arrasto e sustentação. Quando um corpo
está imerso em um fluido, para imprimir uma determinada aceleração ao
mesmo é necessário exercer uma força que vença a força de arrasto que atua
no objeto. Porém, se o corpo encontra-se inicialmente em repouso, é necessário
aplicar uma força maior do que a necessária para acelerá-lo no vácuo, devido à
aceleração imposta ao fluido nas adjacências do corpo. Uma forma de modelar
o problema, visando determinar a velocidade de deslocamento do cilindro Vc,
consiste em adicionar uma massa virtual ao realizar o balanço de forças, Eq.
(2-6). Esta massa depende da forma do corpo e para o cilindro é igual a massa
do fluido ocupada pelo cilindro (Potter e Wiggert, 2004). O valor para a massa
adicional no caso do cilindro também é mostrado a seguir:

F − FD = (m+ma)
dV c

dt
; ma = ρ π

D2

4 L (2-6)

(2-7)
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Para o caso em que muitos modos de vibração do cilindro estão presentes,
a grandeza de interesse é a massa adicionada por unidade de comprimento, i.e.:

ma

L
= ρ π

D2

4 (2-8)

Para escoamento turbulento as frequências de excitação são de amplo
espectro causando uma resposta na estrutura em muitas frequências naturais
e seus harmônicos. Por sua vez, a distribuição de pressão ao longo da superfície
também é dependente da turbulência. Isso faz com que o problema necessite ser
resolvido de forma acoplada ou pelo menos com um histórico de carregamento
para o escoamento turbulento (desacoplado). De qualquer forma, uma boa
solução para o problema da turbulência faz-se necessária.

Já o efeito do amortecimento do fluido em um sistema vibracional,
pode ser entendido de forma simplificada observando o sistema massa-mola-
amortecedor, mostrado na Fig. 2.5. A equação clássica para um sistema massa
mola amortecedor pode ser escrita da seguinte forma:

m ÿ + C ẏ + K y = f(t) (2-9)

onde m é a massa, C é a constante de amortecimento, K é rigidez da mola, y
é o deslocamento da massa e f(t) é a força de excitação ao longo do tempo.

A solução para esta equação diferencial é do tipo aeλt para o caso
homogêneo. Assim pode-se demonstrar que:

λ1,2 = − C

2m ±

√
(C/m)2 − 4K/m

2m (2-10)

Caso (C/m)2 > 4K/m temos soluções reais e teremos um movimento
não oscilatório amortecido. Caso contrário teremos uma solução imaginária
e um movimento oscilatório com ou sem amortecimento. No limite entre o
movimento oscilatório teremos:

Ccr
m2 = 4K

m
∴ Ccr = 2 m

√
K

m
= 2 m ωn, onde ωn =

√
K

m
(2-11)

ou seja a constante crítica Ccr é duas vezes o produto da massa pela frequência
natural ωn da vibração. O fator de amortecimento é então definido como:
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ζ = C

Ccr
(2-12)

Para o caso não homogêneo, podemos reescrever a equação do movimento
da seguinte forma:

ÿ + 2 ζ ωn ẏ + ω2
n y = F (t)

m
(2-13)

Figura 2.5: Sistema massa-mola-amortecedor

Para um sistema de massa distribuída sujeito à flexão, a equação para o
movimento forçado é dado pela seguinte equação diferencial:

ρsA
∂2y(x, t)
∂t2

+ EI
∂4y(x, t)
∂x4 = F (x, t) (2-14)

onde ρs é a massa específica do material da viga, A é a área da seção transversal
da viga, E é o modulo de elasticidade, I é o momento de área e y(x, t) é
o deslocamento, dependente do tempo e da posição. Para o caso particular,
F (x, t) = 0, a equação diferencial pode ser simplificada para:

∂2y(x, t)
∂t2

+ ω2
n

∂4y(x, t)
∂x4 = 0, ωn =

√
EI

ρsA
(2-15)

A solução para esta equação homogênea pode ser obtida introduzindo
separação de variáveis da forma:

y(x, t) =
∑

Xn(x)Tn(t). (2-16)
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onde Tn(t) é a solução temporal para o n-ésimo modo de vibração e Xn(x) é a
solução espacial (modos de vibração).

A solução de Tn(t) pode ser obtida através da solução de

T̈n + ω2
nTn = 0 (2-17)

De forma análoga ao movimento do sistema massa-mola, é possível
atribuir um amortecimento para cada modo de vibração do sistema de massa
distribuída, em função do fator de amortecimento crítico, ζn, resultando na
seguinte equação para determinar a variação temporal do movimento de um
sistema sistema massa-mola-amortecedor:

T̈n + 2 ζn ωn Ṫn + ω2
n Tn = 0 (2-18)

Em geral, a estimativa do fator de amortecimento crítico é realizada
em função da experiência do projetista ou por meio de dados experimentais
tabelados.

2.2
Metodologias para Tratar Interação Fluido-Estrutura

Para resolver o problema com interação fluido-estrutura de forma aco-
plada, as equações para o domínio fluido devem ser modificadas de forma a
levar em consideração o fato que a malha não mais é estática. Esta abordagem é
chamada de Lagrangiana Euleriana Arbitrária (arbitrary Lagrangian–Eulerian,
ALE (Donea et al., 1982)). Este tema é melhor descrita no capítulo 3. Esta
abordagem proporciona que a fronteira entre o sólido e o fluido possa ser
deformada, que é a principal característica de um problema com interação
fluido-estrutura.

Nakamura (1996a) realizou experimentos com corpos rombudos de di-
ferentes formas e com diversas extensões na traseira dos mesmos, mostrando
que a frequência de desprendimento de vórtices cai com o comprimento destas
extensões independente do formato dos mesmos. Posteriormente, Nakamura
(1996b) fez os mesmos experimentos agora para corpos rombudos com uma
barbatana (splitter plates) na parte posterior dos mesmos, e observou que a
frequência de desprendimento de vórtices dependia mais do comprimento da
barbatana que da forma do corpo à sua frente (secção quadrada, circular,
etc.). Este resultado é interessante porque o cilindro com uma barbatana na
parte traseira acabou se tornando um caso de comparação (benchmark) (Tu-
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rek e Hron, 2006) para o estudo de interação fluido-estrutura para escoamento
laminar em um fluido incompressível.

Este caso de benchmark proposto por Turek e Hron (2006), pode ser agora
melhor discutido considerando-se os diversos aspectos de uma simulação FSI.
As simulações referidas foram feitas assumindo escoamento incompressível e
usando uma formulação ALE e FEM (Finite Element Method) com esquema de
acoplamento monolítico. A Fig 2.6 mostra algumas imagens extraídas de uma
simulação disponibilizada por Jenkins (2011). Pode-se observar o movimento
da barbatana induzido pelos vórtices na esteira do cilindro.

de Nayer e Breuer (2014) fizeram um estudo também com um cilin-
dro rígido e uma barbatana flexível com uma tira rígida na ponta (Fig. 2.7).
A diferença é que os resultados foram comparados com dados experimentais
(Kalmbach e Breuer, 2013) e utilizando simulações com um modelo FSI par-
ticionado com análise única (os tipos de acoplamento serão melhor discutidos
no capítulo 3). Foi utilizada a metodologia LES para modelar a turbulência,
com diversos modelos de tratamentos para as escalas de submalha, a saber:
Smagorinky (Smagorinsky, 1963), modelo dinâmico de Smagorinsky (Germano
et al., 1991) e o modelo WALE (Nicoud e Ducros, 1999). Uma das conclusões
deste trabalho é que os modelos de tratamento das SGS (Subgrid Scale, que
são as escalas modeladas na metodologia LES) não afetam muito os resultados,
provavelmente por causa da malha super refinada (14 milhões de células para
CFD-Computer Fluid Dynamics) e do número de Reynolds não muito elevado
Re = 30.470 (sub-crítico – onde a camada limite ainda é laminar, mas a esteira
é turbulenta). Alguns resultados são mostrados na Fig. 2.8, que apresenta os
dados experimentais e numéricos para a velocidade axial e transversal.
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2.6(a): t=0 2.6(b): t=∆t

2.6(c): t=2∆t 2.6(d): t=3∆t

Figura 2.6: Problema Benchmark de Turek-Hron para FSI com escoamento
incompressível usando a abordagem ALE e FEM com esquema de acoplamento
monolítico (Jenkins, 2011).

Figura 2.7: Cilindro com barbatana (de Nayer e Breuer, 2014)

Um dos desafios da modelagem de turbulência é que, quanto maior é o
número de Reynolds, mais refinada deve ser a malha, principalmente próximo
à parede (Saltara e Pedrão, 2012). A metodologia LES tem por objetivo
resolver as grandes estruturas turbulentas do escoamento, e modelar aquelas
menores do que a malha. Porém, na região da parede, as grandes estruturas são
pequenas, tornando o refino de malha crítico nestas regiões. Uma alternativa
consiste em utilizar a metodologia DES, que usa o método URANS (Unsteady
Reynolds Average Navier-Stokes) para tratar a região próxima da parede (k−ω
SST, por exemplo) e LES longe da mesma.
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Figura 2.8: Cilindro com barbatana (comparação entre resultados experimen-
tais e numéricos) (de Nayer e Breuer, 2014).

Zhu et al. (2012) estudaram o problema de uma estrutura cilíndrica su-
jeita a interação ao escoamento cruzado. A turbulência foi modelada utilizando
LES. A análise, realizada neste trabalho, das forças atuando sobre o cilindro
indica uma frequência de desprendimento de vórtices um pouco a abaixo do
esperado (consequentemente, um número de Strouhal também menor). Após
uma simulação longa de 60s, um regime periodicamente permanente relacio-
nado ao movimento do cilindro não foi alcançado. Nenhuma informação, po-
rém, foi passada quanto aos parâmetros da malha nem quanto ao hardware
utilizado. De qualquer maneira é possível inferir que as simulações FSI ainda
são bastante custosas (para a aplicação direta na engenharia) e que alguma
simplificação se faz necessária para resolver o problema de interação fluido-
estrutura.

2.3
Estado da Arte

O escoamento cruzado ao redor de um cilindro tem sido muito estudado
ao longo dos anos. Tanto as forças de arrasto quanto as de sustentação são
dependentes das frequências de desprendimento de vórtices de Von Kármán
e das frequências dos turbilhões das flutuações turbulentas. Desta forma,
entender o fenômeno de turbulência é de extrema importância. Diversos
trabalhos abordando o problema do ponto de vista experimental e numérico
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foram e continuam sendo realizados (Roshko, 1952; Lienhard, 1966; Blevins,
1990; Antonia, 1991; Strelets, 2001; Norberg, 2003; Kaneko et al., 2008;
Gritskevich et al., 2012; Khan et al., 2017).

Existem diversos modelos de turbulência e cada um tem as suas vantagens
e limitações. O método das médias de Reynolds (RANS - Reynolds Average
Navier-Stokes) faz uma média temporal das flutuações de forma a modelar
todas as escalas de turbulência. Já a simulação de grandes escalas (LES - Large
Eddy Simulation) e suas variações mescladas com o RANS, DES (Dettached
Eddy Simulation) e DDES (Dettached Delayed Eddy Simulation) simulam as
pequenas escalas fazendo uma média espacial e resolvem as grandes escalas
resultando em um maior custo computacional, porém, com resultados sendo
mais precisos. Estes métodos são melhor detalhados no capítulo 3.

Na tentativa de compreender o efeito da turbulência no escoamento
externo em torno de um cilindro, Antonia (1991) realizou experimentos visando
determinar a influência de flutuações das componentes das velocidades na
composição do tensor de Reynolds, em função da distância ao cilindro na
esteira de vórtices. Tais valores poderiam ser utilizados para validar uma
simulação numérica utilizando o método das médias de Reynolds (RANS).

Já do ponto de visto numérico, uma das primeiras simulações do esco-
amento ao redor de um cilindro usando simulação de grandes escalas (LES -
Large Eddy Simulation) foi realizada por Breuer (1998). Neste trabalho, o foco
consistiu em avaliar os diversos aspectos da simulação. Ele utilizou o método
dos volumes finitos (FVM - Finite Volume Method) (com discretização espa-
cial de segunda e quarta ordens centradas, upwind, QUICK e híbrida) com
as escalas de submalha sendo modeladas de duas formas distintas: modelo de
Smagorinsky e modelo dinâmico (onde a constante de Smagorinsky agora passa
a ser uma função do escoamento). Ele concluiu que, entre as opções utilizadas,
o modelo FVM de segunda ordem com discretização espacial centrada, e com
modelagem das escalas de submalha com modelo dinâmico foi a que trouxe
melhores resultados quando comparados aos dados experimentais (Beaudan e
Moin, 1994; Ong e Wallace, 1996). Estes trabalhos foram realizados para Rey-
nolds abaixo do valor crítico (Re = 2 × 105), valores para os quais a camada
limite ainda é laminar, porém onde a esteira de vórtices já é turbulenta.

Travin et al. (1999) utilizaram a modelagem de turbulência DES (Det-
tached Eddy Simulation) para determinar o escoamento em torno de cilindros
com número de Reynolds acima do crítico, encontrando resultados satisfató-
rios. Travin et al. (1999) mencionam que apesar de ser possível obter resultados
confiáveis com a modelagem DES para Re = 3 × 106, simulações para núme-
ros de Reynolds correspondentes à transição da camada limite laminar para a
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turbulenta ainda são um desafio mesmo para o DES.
Uma preocupação com o os modelos de turbulência LES é com a definição

da malha. Uma malha mais refinada não necessariamente deve apresentar os
mesmos resultados que uma malha um pouco menos refinada, pois resolve mais
escalas na modelagem dificultando uma convergência nas soluções (Breuer,
1998; Travin et al., 1999; Breuer, 2000). Em geral, para definir a malha
recomenda-se verificar se o nível da energia cinética das pequenas escalas é
somente uma pequena fração da energia cinética do escoamento médio.

Uma variável a mais na configuração até aqui mencionada (cilindro
com escoamento cruzado) é a presença de uma parede próxima ao cilindro.
Price et al. (2002) realizou experimentos utilizando anemometria por filme
quente (hot-film anemometry) e velocimetria por imagem de partícula (particle
image velocimetry-PIV) para 1200 < Re < 4960 (subcrítico) e chegou a
conclusão de que para uma distância maior que 1D da parede o fluxo é
essencialmente igual ao escoamento caso não houvesse parede. Para uma razão
0, 25 < G/D < 0, 375, onde G é a distância entre o cilindro e a parede,
existe uma sincronização entre o desprendimento de vórtices do cilindro com o
desprendimento da camada limite da placa. Para valores de G menores não é
observado desprendimento de vórtices no cilindro do lado da parede. Também
foi observado, para Re < 2600, que o número de Strouhal é significativamente
maior que do cilindro isolado para G/D < 2. Experimento similar foi realizado
por Oner et al. (2008) com números de Reynolds um pouco maiores. Para altos
valores de Reynolds o número de Strouhal é menos sensível à proximidade com
a parede.

de Oliveira Barbosa et al. (2017) também analisaram um cilindro nas
proximidades de uma parede. O cilindro foi modelado como rígido e molas,
com dois graus de liberdade, foram introduzidas nos suportes do cilindro,
para simular sua vibração. Neste trabalho é analisado matematicamente o
sistema massa-mola-amortecedor, introduzindo uma massa adicional de fluido
(massa de fluido deslocado pela presença do cilindro que aumenta a inércia do
sistema vibratório) e alguns parâmetros empíricos, de forma a ajustar aos dados
experimentais. Neste trabalho também é contabilizado o efeito do contato do
cilindro sobre a parede e como isto influi nas frequências excitadas no cilindro
com suportes elásticos.

de Santis e Shams (2019) realizaram experimentos numéricos de forma
a determinar o efeito da interação fluido-estrutura nas estimativas de massa
adicionada e amortecimento adicionado (massa e amortecimento que o fluido
adiciona ao sistema vibracional, neste caso um cilindro elástico) em um
escoamento interno a um tubo e com um cilindro elástico no centro do tubo.
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Figura 2.9: Esquemático do problema estudado por de Oliveira Barbosa et al.
(2017). Fonte: de Oliveira Barbosa et al. (2017).

Por se tratarem de simulações bastante custosas, eles optaram por resolver
a turbulência por meio da modelagem URANS. Uma de suas conclusões é
que a massa adicionada parece ter um efeito maior para maiores densidades
de fluido, conforme esperado, uma vez que um fluido mais pesado oferecerá
mais resistência dinâmica ao movimento. A massa adicional é proporcional
à razão entre as densidades do fluido e do sólido. Também é mostrado que
o amortecimento decresce com o aumento da densidade e aumenta com a
viscosidade. Apesar de trazer bons resultados, é sabido que o modelo URANS
acaba mascarando os resultados em função do amortecimento das escalas
de turbulência, por ser um modelo de médias temporais. Assim, é possível
perceber que fazem-se necessárias simplificações (neste caso usando um modelo
de turbulência menos robusto) para conseguir alcançar resultados em tempo
hábil.

Estudos de escoamento transversal a cilindros correlacionando as frequên-
cias de desprendimentos de vórtices e outros parâmetros do escoamento remon-
tam ao final do século XIX e início do século XX, com os trabalhos pioneiros
de Strouhal (1878) e Kármán (1911). Estimativas de forças utilizando correla-
ções são um pouco mais tardias (Roshko, 1952) e continuam sendo largamente
utilizadas na indústria. Várias correlações para estimar as forças envolvendo
escoamento externo à corpos de diferentes formatos são compilados em diversas
referências pra uma gama bastante diversa de aplicações industriais (Naudas-
cher, 1987; Blevins, 1990; Nakamura, 1996a).

De forma similar, dados para o amortecimento também são estimados
na literatura (Alford e Housner, 1953) e utilizados na indústria (em especial
na indústria nuclear). Estes dados mostram que a forma (secção) da viga é
importante nestas estimativas e que para estruturas cilíndricas estes valores
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são bastante pequenos (Stevenson, 1980). Valores na ordem de 0, 5% do
amortecimento crítico são sugeridos. Vandiver et al. (2018) utiliza exatamente
este valor para as simulações numéricas na região de excitação por vórtice de
linhas delgadas, o que é bastante diferente do que é normalmente recomendado
pelos software comerciais (1− 10%) (Smith, 2009).

Alguns autores Seeley et al. (2012), Liaghat et al. (2014), Liu et al. (2015),
Syuhri et al. (2020), Seeley et al. (2012) usaram um procedimento de excitar
uma estrutura elástica imersa em um fluido e medir o fator de amortecimento
em função do decaimento da amplitude da vibração experimental e numerica-
mente. Porém o fator de amortecimento depende da velocidade do escoamento,
viscosidade e massa específica.

2.4
Comentários Finais

Analisando os trabalhos disponíveis, observa-se que uma metodologia
promissora para resolver o problema de vibração induzida pelo escoamento em
geometrias complexas é por meio da segregação do problema FSI. Calcular as
forças atuando diretamente na superfície da estrutura é, relativamente, muito
menos custoso, do ponto de vista computacional, que resolver o problema
acoplado. A última etapa necessária para que esta metodologia seja robusta
o suficiente, é estimar o fator de amortecimento a ser utilizado na análise
vibracional.

Assim a análise vibracional pode ser conduzida com dados estimados
(forças distribuídas e fator de amortecimento crítico) diretamente para o fluido
e estrutura em análise.
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3
Modelagem

A determinação da vibração em linhas de controle devido ao escoamento
cruzado, envolve diversos desafios. Conforme ilustrado na introdução, a geo-
metria de um poço completado, com suas linhas e válvulas de controle, (Fig.
1.1 e Fig.1.2) é complexa. O problema envolve a vibração induzida na linha
(cilindro elástico com escoamento ao seu redor), a qual encontra-se contida em
uma cavidade anular, na presença de um escoamento complexo (cruzado, lon-
gitudinal, turbulento). Consequentemente, a análise do impacto do escoamento
na vibração das linhas é um grande desafio, tornando-se necessário introduzir
hipóteses simplificadores, para ser possível analisar o problema em um tempo
viável, com esforço computacional compatível com recursos disponíveis.

Visando melhorar as estimativas das forças que atuam na linha, assim
como do fator de amortecimento, para a determinação da vibração das li-
nhas, empregou-se neste trabalho duas frentes de ação para determinar estes
dois itens. Inicialmente, empregando uma simulação de escoamento turbulento
com a metodologia DES (Detached Eddy Simulation) juntamente com uma
modelagem FSI (Fluid Structure Interation) determinou-se o fator de amorte-
cimento do escoamento transversal a um cilindro elástico com as extremidades
engastadas (Fig. 1.4). Paralelamente, determinou-se o escoamento turbulento,
também com a metodologia DES, em uma geometria anular, representativa
da coluna de completação, contendo as linhas de controle em seu interior, as
quais foram consideradas rígidas (Fig. 1.3).

Neste capítulo é apresentada a modelagem utilizada para a determinação
do escoamento turbulento, assim como a modelagem para a realização da
análise estrutural.

3.1
Modelagem do Escoamento

Para a determinação do escoamento turbulento de um fluido Newtoniano
é necessário resolver a equação de conservação de massa acoplada com a
equação de conservação da quantidade de movimento linear (Equação de
Navier-Stokes), as quais para fluidos incompressíveis são mostradas a seguir:
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∂uj
∂xj

= 0 (3-1)

∂ui
∂t

+ ∂(ujui)
∂xj

= −1
ρ

∂p

∂xi
+ 1
ρ

∂τij
∂xj

+ gi (3-2)

sendo t e xi, o tempo e eixos coordenados, ui o componente de velocidade,
p a pressão, gi o componente do vetor aceleração da gravidade, ρ é a massa
específica, e τij é a tensão viscosa definida como

τij = µ 2 Sij ; Sij = 1
2

(
∂ui
∂xj

+ ∂uj
∂xi

)
(3-3)

onde µ é a viscosidade absoluta e Sij é o tensor taxa de deformação.
Todo escoamento turbulento é tri-dimensional e transiente, apresentando

uma variedade de escalas, sendo a relação entre a maior e a menor escala
f(Re−1) (Pope, 2009). A utilização de malhas para a discretização das equações
de conservação, da ordem das menores escalas de turbulência, permite que
todas as estruturas turbulentas sejam resolvidas. Este tipo de simulação
é chamada de simulação numérica direta (Direct Numerical Simulation -
DNS), porém o custo é extremamente elevado. Dessa forma, a modelagem
da turbulência se faz necessária, porque as malhas utilizadas nas soluções
numéricas não têm um grau de refinamento que consiga captar todas as escalas
de turbulência.

O método de simulação das grandes escalas (Large Eddy Simulation -
LES) proporciona a solução direta das maiores estruturas da turbulência e
modela as de menor escala. Isto diminui o custo computacional em relação ao
DNS, porém ainda é bastante custoso e ainda não é amplamente empregado
em simulações industriais cotidianas.

Já os métodos da família das médias de Reynolds (Unsteady Reynolds
Average Navier-Stokes - URANS) resolvem o escoamento médio tratando a
influência da turbulência através de um termo de difusão adicional. Isto é
razoável para a maioria das aplicações, uma vez que o efeito da turbulência é
justamente um aumento da transferência de quantidade de movimento entre as
diferentes camadas do escoamento. A Figura 3.1 mostra de forma esquemática
as escalas de turbulência que são resolvidas e as que são modeladas para cada
uma das metodologias: URANS, LES e DNS.

O modelo LES convencional também apresenta dificuldades na região
da parede, o que faz com que modelos híbridos entre LES e URANS sejam
empregados para resolver o escoamento próximo da parede. Um destes modelos
é o DES (Detached Eddy Simulation).
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RANS LES DNS

Figura 3.1: Escalas de turbulência simuladas por método (a região cinza
representa as escalas modeladas)

3.1.1
Método das médias de Reynolds

A Figura 3.2 ilustra a variação de uma variável qualquer no tempo. Esta
variável apresenta um valor médio no tempo para um período de integração
T de forma que τ1 << T << τ2, onde τ1 é o período das pequenas oscilações
e τ2 é o período das grandes oscilações. As grandes oscilações correspondem
ao escoamento médio e as pequenas oscilações correspondem às flutuações do
escoamento turbulento.

O método das médias de Reynolds utiliza a decomposição de uma variável
qualquer φ em uma parcela média em um intervalo de tempo T , φ̄, e uma
de flutuação φ′, Eq.(3-4). Tal decomposição é chamada de decomposição de
Reynolds, i.e.:

φ = φ̄+ φ′ ; φ̄ = 1
T

∫ t0+T

t0
φ dt (3-4)

Aplicando a decomposição de Reynolds para os componentes de veloci-
dade ui e pressão p, assim como para as equações de conservação, Eqs. (3-1)
e (3-2), as equações (3-5) e (3-6) são obtidas. Estas equações são muito se-
melhantes às Eqs. (3-1) e (3-2), apenas substituindo as grandezas relevantes
por suas médias e introduzindo um termo novo −u′iu′j, o qual é chamado na
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t

t)

τ2

τ1

Figura 3.2: Escalas de tempo para utilização dos métodos URANS

literatura de tensor de Reynolds ou tensão turbulenta.

∂ūj
∂xj

= 0 (3-5)

∂ūi
∂t

+ ∂(ūjūi)
∂xj

= −1
ρ

∂p̄

∂xi
+ ∂

∂xj

(
τ̄ij
ρ
− u′iu′j

)
+ gi (3-6)

Boussinesq (Pope, 2009) propôs que este tensor, −u′iu′j, livre do traço,
representado por ai,j, fosse escrito utilizando uma analogia com a equação
constitutiva para fluidos Newtonianos, porém introduzindo um parâmetro de
proporcionalidade à taxa de deformação do escoamento médio, dependente do
escoamento, i.e., a viscosidade turbulenta µt,

aij = −u′iu′j + δij
2
3 κ = µt

ρ
2S̄ij ; S̄ij = 1

2

(
∂ūi
∂xj

+ ∂ūj
∂xi

)
(3-7)

onde δij é o operador delta de Kronecker, análogo à matriz identidade e κ é a
energia cinética turbulenta

κ = 1
2 u′ku

′
k (3-8)

Introduzindo as equações (3-3) e (3-7) em (3-6) tem-se:

∂ūi
∂t

+ ∂(ūjūi)
∂xj

= −∂P
∂xi

+ ∂

∂xj

[
νeff

(
∂ūi
∂x̄j

+ ∂ūj
∂xi

)]
(3-9)

onde P é uma pressão modificada e νeff é a viscosidade cinemática efetiva
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P = p̄

ρ
+ 2

3 κ− g xi ez.ei (3-10)

νeff = ν + νt ; ν = µ

ρ
; νt = µt

ρ
(3-11)

No entanto, as Eqs. (3-5) e (3-9) não são suficientes para se resolver um
escoamento turbulento. É preciso introduzir um modelo para a viscosidade tur-
bulenta νt (Pope, 2009). Existem diversos modelos, desde modelos algébricos
como o modelo de comprimento de mistura de Prandtl, modelos de 1-equação
diferencial (modelo Spalart-Allmaras) até modelos de n-equações diferenciais.
Dentre os diversos modelos existentes, os modelos de duas equações diferen-
cias são os mais populares. A maioria destes modelos estimam a viscosidade
turbulenta utilizando uma analogia com a viscosidade molecular, de tal forma,
que esta é proporcional a uma velocidade e um comprimento característicos
da turbulência, Vt e Lt, respectivamente, ou seja:

νt ≈ Vt Lt (3-12)
A maioria dos modelos estima a velocidade caraterística de um turbilhão

com sendo proporcional a energia cinética turbulenta

Vt =
√
κ (3-13)

e diferem pela definição do comprimento característico.
A seguir uma breve descrição dos modelos mais populares e empregados

neste trabalho: modelo κ− ε; κ− ω e SST-κ− ω.

3.1.1.1
Modelo URANS κ− ε

Neste modelo (Launder e Spalding, 1974), o comprimento característico
de um turbilhão é estimado a partir da dissipação da energia cinética turbu-
lenta ε, e a viscosidade turbulenta é

νt = Cµ
κ2

ε
(3-14)

Equações de conservação para κ e ε são necessárias para a obtenção
destas grandezas. Estas equações são obtidas manipulando-se as equações de
Navier-Stokes, resultando em

∂ κ

∂t
+ ∂ (ūj κ)

∂xj
= ∂

∂xj

[(
ν + νt

σκ

)
∂κ

∂xj

]
+ Pκ − ε (3-15)
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∂ ε

∂t
+ ∂ (ūj ε)

∂xj
= ∂

∂xj

[(
ν + νt

σε

)
∂ε

∂xj

]
+ Cε1

ε

κ
Pκ − Cε2

ε2

κ
(3-16)

sendo Pκ a produção da energia cinética turbulenta, a qual é obtida por

Pκ = −u′iu′j
∂ūi
∂xj

= νt 2 S̄ij
∂ūi
∂xj

(3-17)

O modelo utiliza o seguinte conjunto de constantes empíricas: Cµ =
0, 09; σk = 1, 0; σε = 1, 3; Cε1 = 1, 44; Cε1 = 1, 92.

Devido a diversas simplificações utilizadas para a obtenção das equações
de conservação para κ e ε, estas equações não são válidas na região da parede.
Assim a solução para esta camada próxima à parede é feita utilizado soluções
conhecidas como "Leis de Parede"(Wilcox David C., 2006).

3.1.1.2
Modelo URANS κ− ω

Neste modelo (Menter, 1993), o comprimento característico é definido
em função da taxa de dissipação específica ω, a qual é relacionada com a
dissipação da energia cinética turbulenta, ε ≈ ω κ (Wilcox, 2008). Dessa forma,
a viscosidade turbulenta é definida como

νt = κ

ω̂
;ω = ε

κβ∗
; ω̂ = max[ω,Clim

S√
β∗

] ; S =
√

2 S̄ijS̄ij (3-18)

As equações de conservação do modelo κ− ω são:

∂ κ

∂t
+ ∂ (ūj κ)

∂xj
= ∂

∂xj

[(
ν + σκ

κ

ω

)
∂κ

∂xj

]
+ Pκ − β∗ω κ (3-19)

∂ ω

∂t
+ ∂ (ūj ω)

∂xj
= ∂

∂xj

[(
ν + σω

κ

ω

)
∂ω

∂xj

]
+ α

ω

κ
Pκ − βofβω2 + σd

ω

∂κ

∂xj

∂ω

∂xj
(3-20)

onde o termo de produção de κ, Pκ é dado pela Eq.(3-17) e

fβ = 1 + 85χω
1 + 100χω

; χω =
∣∣∣∣∣Ω̄ijΩ̄jkS̄ki

(β∗ω)3

∣∣∣∣∣ ; Ω̄ij = 1
2

(
∂ūi
∂xj
− ∂ūj
∂xi

)
(3-21)

σd = 0 if ∂κ

∂xj

∂ω

∂xj
≤ 0 ; σd = 1

8 if ∂κ

∂xj

∂ω

∂xj
> 0 (3-22)

sendo Clim = 7/8; β∗ = 0, 09; σκ = 0, 6; σω = 1/2; α = 13/25; βo = 0, 0708.
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O modelo κ − ω apresenta melhores resultados para escoamentos com
gradiente de pressão adverso, o que significa uma vantagem considerável.
Outra vantagem do modelo κ− ω é que pode ser utilizado próximo a paredes.
Porém, este é mais sujeito a instabilidades na convergência numérica, a qual é
fortemente dependente dos valores de ω nas condições de contorno (Saltara e
Pedrão, 2012).

3.1.1.3
Modelo URANS k − ω SST

O modelo κ− ω SST (Menter e Esch, 2001) combina os modelos κ− ε e
κ−ω de forma a usar o melhor de cada um. A principal característica é utilizar
o κ− ω próximo à parede e o modelo κ− ε longe, com um chaveamento feito
de forma suave. A viscosidade turbulenta é

νt = a1 κ

max(a1 ω, SF2) (3-23)

onde a1 é uma constante empírica, e F2 um fator de amortecimento. As
equações de conservação são

∂κ

∂t
+ ∂ ūj κ

∂xj
= ∂

∂xj

[
(ν + σκ νt)

∂κ

∂xj

]
+ P̃κ − β∗ ω κ (3-24)

∂ ω

∂t
+ ∂ (ūj ω)

∂xj
= ∂

∂xj

[
(ν + σω νt)

∂ω

∂xj

]

+ γ

νt
Pκ − β ω2 + 2(1− F1)σω2

ω

∂κ

∂xj

∂ω

∂xj
(3-25)

onde a produção da energia cinética turbulenta é baseada na Eq. 3-17, sendo
limitada de acordo com

P̃κ = min (Pκ, 10 β∗ κ ω) (3-26)

As constantes dos dois modelos (φ1 e φ2) apresentadas na Tabela 3.1 são
combinadas usando a função de amortecimento F1 como

φ = F1φ1 + (1− F1)φ2 (3-27)

As funções de amortecimento dependem da distância à parede y e são

F1 = tanh
(
arg4

1

)
; arg1 = min

[
max

( √
κ

β∗ωy
,
500ν
y2ω

)
,

4 σω2κ

CDκωy2

]
(3-28)

F2 = tanh
(
arg2

2

)
; arg2 = max

(
2
√
κ

β∗ωy
,
500ν
y2ω

)
(3-29)

CDκω = max
(

2 σω2
1
ω

∂κ

∂xj

∂ω

∂xj
, 10−20

)
(3-30)
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Tabela 3.1: Constantes do modelo
σk1 σk2 σω1 σω2 β1 β2 γ1 γ2 β∗ a1 b1 c1
0,85 1,0 0,5 0,856 0,075 0,0828 5/9 0,44 0,09 0,31 1,0 10

3.1.2
Modelo LES

O modelo de simulação de grandes escalas é sempre 3D e transiente,
resolve as grandes escalas, e somente modela as escalas menores do que a malha.
Este modelo necessita da utilização de malhas finas, sendo mais preciso que os
modelos URANS, porém com maior esforço computacional. As grandes escalas
contêm a maior parte da energia, assim a simulação das pequenas escalas pode
ser feita de forma mais simples, muitas vezes contendo apenas uma fração
da energia cinética turbulenta resolvida diretamente. Para obter a equação de
quantidade de movimento para o modelo LES, de forma similar ao que foi
feito na modelagem RANS, é preciso primeiramente introduzir o conceito de
filtragem espacial (no RANS utiliza-se médias temporais). Kim (2004) propôs
o seguinte filtro:

φ̃(x) =
∫
Γ
φ(η)G(x,η)dη (3-31)

onde Γ é o domínio computacional, G(x,η) é a função filtro que determina o
tamanho das escalas resolvidas e η ∈ Γ . Para uma discretização em volumes
finitos:

φ̃(x) = 1
∀

∫
V
φ(η)dη (3-32)

onde ∀ é o volume da célula, η ∈ V e G(x,η) é um filtro top-hat:

G(x,η)


1
∀

para |x− η| ∈ V

0 caso contrário
(3-33)

onde V é o domínio correspondente ao volume da célula.
Caso a filtragem acima seja aplicada à equação de quantidade de movi-

mento (Eq. 3-2), tem-se a seguinte equação para o modelo LES:

∂ũi
∂t

+ ∂(ũjũi)
∂xj

= −1
ρ

∂p̃

∂xi
+ ∂

∂xj

(
ν
∂ũi
∂xj

+ τSGSij

)
+ gi (3-34)
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onde τSGSij
é o tensor das tensões de submalha. O subscrito SGS refere-se à

escala de submalha (Sub-Grid Scale):

τSGSij
= −(ũiuj − ũiũj) (3-35)

Uma modelagem baseada na hipótese de Boussinesq pode então ser
aplicada ao tensor das tensões de submalha, conforme a seguir:

τSGSij
= −2

3 κSGS δij + νSGS 2 S̃ij ; S̃ij = 1
2

(
∂ũi
∂x̄j

+ ∂ũj
∂xi

)
(3-36)

onde κSGS é a energia cinética turbulenta da sub-malha

κSGS = 1
2 τSGSkk

(3-37)

Substituindo (3-36) em (3-34) tem-se uma equação semelhante à (3-9),

∂ũi
∂t

+ ∂(ũjũi)
∂xj

= −∂P̃
∂xi

+ ∂

∂xj

(
ν̃eff

∂ũi
∂xj

)
(3-38)

onde agora:

P̃ = p̃

ρ
+ 2

3 κSGS − g xi ez.ei ; ν̃eff = ν + νSGS (3-39)

Assim como os modelos baseados na média de Reynolds, existem diversos
modelos para determinar a viscosidade turbulenta de sub-malha. O modelo de
Smagorinsky, Smagorinsky (1963), é

νSGS = (Cs∆)2S̃ ; S̃ =
√

2 S̃ij S̃ij ; ∆ = 3
√
∀ (3-40)

Alguns trabalhos (Breuer, 1998; Breuer, 2000) sugerem que CS = 0, 1
para escoamento com 3.900 < Re < 140.000 ao redor de um cilindro. Para a
região próxima da parede, numa tentativa de minimizar o refinamento excessivo
(devido ao custo computacional), é possível utilizar uma aproximação para a
viscosidade cinemática da escala de submalha dada pela seguinte expressão:

νSGS = L2 S̃ ; L2 = min(k y, (Cs ∆)2 S̃) (3-41)

onde k = 0, 4 é a constant de von Kármán.
O modelo LES convencional também tem dificuldades na região da

parede, o que faz com que modelos híbridos entre LES e URANS sejam
empregados para resolver o escoamento próximo da parede. Um destes modelos
é o DES (Detached Eddy Simulation) (Strelets, 2001) que é usado para resolver
escoamentos em torno de corpos rombudos. No DES, a camada limite é
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resolvida pelo método URANS e a esteira de vórtices é resolvida com o LES.
Variações dos modelos DES também estão presentes na literatura. Uma delas
é o Delayed Detached Eddy Simulation(DDES), usado neste trabalho.

3.1.3
Modelo κ− ω SST – DDES

A formulação numérica utilizada para o modelo de κ − ω SST Delayed
Detached Eddy Simulation (DDES), utilizado neste trabalho e implementada
no OpenFOAMr , foi baseada no trabalho de Gritskevich et al. (2012). Este
modelo consiste em utilizar um modelo URANS próximo à parede e o modelo
LES longe das mesmas.

Comparando as formulações URANS e LES, observa-se que no caso
de URANS utiliza-se a viscosidade turbulenta para determinar a velocidade
média no tempo, e na formulação LES, utiliza-se a viscosidade de sub-
malha para determinar a velocidade filtrada. Porém, matematicamente, as
equações são análogas. Dessa forma, pode-se facilmente combinar as duas
modelagens, e o resultado é um conjunto de equações muito semelhante ao
da metodologia URANS, com apenas alguns coeficientes diferentes do modelo
URANS selecionado.

Neste trabalho, o modelo URANS utilizado é o κ−ω SST. A viscosidade
turbulenta é:

νt = a1κ

max(a1ω, F2S) (3-42)

As equações de κ e ω são as mesmas do modelo κ−ω SST com diferença
apenas na destruição da energia cinética turbulenta, por meio da modificação
do comprimento característico, que passa a ser lDDES

∂κ

∂t
+ ∂ ūj κ

∂xj
= ∂

∂xj

[
(ν + σκ νt)

∂κ

∂xj

]
+ P̃κ −

κ1,5

lDDES
(3-43)

∂ ω

∂t
+ ∂ (ūj ω)

∂xj
= ∂

∂xj

[
(ν + σω νt)

∂ω

∂xj

]
+ γ

νt
Pκ−β ω2 +(1−F1)CDkω (3-44)

A viscosidade é a mesma do κ − ω SST, com os mesmos coeficientes e
fator de amortecimento. As funções de mistura (blending) do modelo SST F1

e F2, dependentes da distância à parede y, são também as mesmas do κ − ω
SST. Os comprimentos de escala são modelados da seguinte forma:
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lDDES = lRANS − fd max (0, lRANS − lLES) (3-45)

lRANS =
√
κ

β∗ω
; lLES = CDDES hmax (3-46)

CDDES = CDESκ−ωF1 + CDESκ−ε(1− F1) (3-47)

onde h é o comprimento característico da célula (h = (∆∀)1/3, onde ∆∀ é o
tamanho do volume de controle da malha). Uma função empírica de mistura
adicional é definida conforme a seguir:

fd = 1− tanh
[
(Cd1rd)

Cd2
]

; rd = νt + ν

κ2y2
√

0, 5(S2 + Ω2)
(3-48)

onde S é a magnitude do tensor taxa de deformação (Eq. 3-18) e Ω é a
magnitude do tensor vorticidade:

Ω̄ij = 1
2

(
∂ūj
∂xi
− ∂ūi
∂xj

)
; Ω =

√
2 Ω̄ijΩ̄ij (3-49)

Os valores para as constantes definidas neste modelo são mostrados na
Tab. 3.1 e complementadas na Tab. 3.2.

Tabela 3.2: Constantes do modelo κ− ωDDES (OpenFOAMr )
CDESκ−ω CDESκ−ε Cd1 Cd2 κ

0,82 0,6 20 3 0,41

3.1.4
Condições de contorno e iniciais

Para resolver os sistemas de equações de conservação é necessário definir
condições de contorno e iniciais adequadas. As condições de contorno adotadas
para a pressão em todas as simulações realizadas neste trabalho foram: nível
de pressão prescrita na saída; gradiente nulo na entrada e nas paredes, ou seja:

∂p

∂η
= 0 (3-50)

onde η é a coordenada normal à superfície em questão.
Para a velocidade foram adotadas as seguintes condições de contorno:

velocidade uniforme prescrita na entrada, uin; velocidade nula nas paredes
(condição de não deslizamento); e gradiente nulo na saída.

A condição de contorno para a energia cinética turbulenta na entrada do
domínio foi prescrita como sendo proporcional à energia cinética do escoamento
médio, sendo o parâmetro de proporcionalidade a intensidade de turbulência,
I, a qual foi definida como I = 5% (Valor de referência em software comerciais
(ANSYS, 2016)) para todos os casos analisado aqui.
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κin = 3
2(I uin)2 (3-51)

Nas paredes, devido a condição de não deslizamento a energia cinética
turbulenta é nula, e nas saídas, especificou-se gradiente nulo de κ.

Finalmente, com relação às condições de contorno para ω, definiu-se na
entrada

ω =
√
κ

β∗
1/4Lc

(3-52)

onde Lc é o comprimento caraterístico da entrada. Para os casos analisados
neste trabalho, considerou-se Lc igual a 10% da dimensão característica do
caso em análise. No caso da coluna de completação, a dimensão característica
é relacionada com a geometria de entrada de fluido na coluna, já no caso de
escoamento transversal a um cilindro, a dimensão característica é o diâmetro
do cilindro.

Novamente, como a velocidade e energia cinética turbulenta, a difusão de
ω também foi desprezada nas saídas, i.e., impôs-se gradiente nulo de ω. Já com
relação a condição de contorno para ω nas superfícies sólidas, um tratamento
especial é necessário, e a condição de contorno para ω assume a seguinte forma
(Menter, 1994):

ω = min
(

2500, 6ν
β∗y2

)
(3-53)

Os modelos de turbulência apresentados têm suas limitações quanto à
discretização na parede. O modelo κ− ε necessita de uso de leis de parede nas
proximidades das superfícies sólidas, já os modelos baseados em κ − ω, como
os modelos utilizados neste trabalho, são baseados no uso de malha finas nas
regiões de parede, de forma a garantir que o primeiro ponto nodal encontra-se
dentro da sub-camada viscosa, i.e., y+ ≤ 5, onde

y+ ≡ uτ y

ν
; uτ ≡

√
τw
ρ

(3-54)

sendo uτ a velocidade de atrito, definida em função da tensão cisalhante na
parede τw.

A lei da parede deve ser empregada no modelo κ− ε quando y+ ≥ 11, 5,
já com as metodologias LES ou DDES, deve-se garantir que o primeiro ponto
nodal respeite a condição de y+ ≤ 1.

Em todos os casos analisados neste trabalho, a condição de interesse
corresponde ao um regime transiente estatisticamente estável, periódico. Dessa
forma, a inicialização numérica do problema, não deve influenciar na solução.
Em todos os casos, utilizou-se uma inicialização baseada nas condições de
entrada do caso de interesse. Todas as análises foram realizadas, somente,
após a obtenção de uma solução periódica, estatisticamente estável.
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3.2
Análise Estrutural

As forças do escoamento causam uma resposta da estrutura em termos
de deformações e acelerações. Estas respostas obedecem às equações da con-
servação de quantidade de movimento linear em um sólido, dada por:

ρs
∂2ds
∂t2

= LTcLds + ρsfb (3-55)

onde L é o operador diferencial deslocamento-deformação (Liu e Quek, 2013):

L =



∂/∂x 0 0
0 ∂/∂y 0
0 0 ∂/∂z

0 ∂/∂z ∂/∂y

∂/∂z 0 ∂/∂x

∂/∂y ∂/∂x 0


; ds =


dsx

dsy

dsz

 ; fb =


fbx

fby

fbz

 (3-56)

e para material isotrópico:

C =



c11 c12 c12 0 0 0
c11 c12 0 0 0

c11 0 0 0
(c11 − c12)/2 0 0

sym. (c11 − c12)/2 0
(c11 − c12)/2


(3-57)

onde as constantes c11 e c12 assumem os seguintes valores:

c11 = E(1− νs)
(1− 2νs)(1 + νs) ; c12 = Eνs

(1− 2νs)(1 + νs) (3-58)

O material utilizado no domínio sólido apresenta comportamento li-
near elástico e a solução numérica das equações governantes do problema
é obtida pelo método dos elementos finitos utilizando o software livre
CalculiX©(Dhondt, 2004). Para informações mais detalhadas sobre o método
dos elementos finitos, ver Buchanan (1994), como referência geral sobre o as-
sunto.
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3.3
Interação Fluido-Estrutura

A modelagem da interação fluido-estrutura (FSI) consiste em realizar
uma troca de informações entre os domínios de solução do fluido e do sólido,
em geral forças ou tensões e deformações, resultando em modificações na
morfologia de ambos os domínios. Esta mudança de morfologia dos domínios,
resulta em um movimento relativo adicional entre o fluido e a malha, tornando
conveniente a utilização de uma abordagem Lagrangiana-Euleriana Arbitrária
(ALE) para definição dos domínios.

Existem algumas possibilidades para se tratar um problema que apre-
sente interação fluido-estrutura, desde a escolha dos software a serem selecio-
nados para cada domínio, como a metodologia para acoplar os dois domínios,
para que ocorra troca de informações, além da definição de como as malhas
devem ser geradas. Estes e outros detalhes das simulações FSI serão discutidos
à seguir.

3.3.1
Abordagem ALE

A abordagem Lagrangiana consiste em acompanhar o movimento das
partículas (partículas sólidas se movendo em meio fluido ou pequenas porções
de fluido se movendo no escoamento) como se o observador estivesse seguindo
o movimento desta partícula (Fig. 3.3 (a)). Esta abordagem é mais utilizada
em particle tracking ou como forma de visualização do escoamento (fumaça,
esferas de vidro, tintas, etc.). Por sua vez, na abordagem Euleriana (Fig. 3.3
(b)), o observador encontra-se em um referencial fixo no espaço, observando
todas as partículas (porções de fluido) se moverem ao longo do domínio e do
tempo, porém sem identificar uma partícula específica. Esta abordagem está
diretamente associada ao conceito de campo, e é a abordagem mais utilizada
na mecânica dos fluidos.

Já a abordagem Lagrangiana-Euleriana Arbitrária (arbitrary Lagrangian-
Eulerian (ALE)) (Donea et al., 2004) é a mais indicada na solução dos proble-
mas de interação fluido-estrutura. Esta consiste em realizar uma observação
Euleriana, porém considerando uma malha móvel (referencial Lagrangiano).
Esta mobilidade do referencial se dá pela mudança morfológica das fronteiras
devido à interação fluido-estrutura. Esta mudança de morfologia obriga que o
domínio fluido seja remalhado, para cada passo de tempo, o que causa uma
mudança no referencial Euleriano (Fig. 3.4). Os três referenciais proveem a
observação do mesmo fenômeno, porém em referencias distintas, como exem-
plificado na Fig. 3.5.
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Figura 3.3: (a) Abordagem Lagrangiana (b) abordagem Euleriana. Fonte:
Gatzhammer (2014).

Figura 3.4: Abordagem Euleriana e ALE. Fonte: Gatzhammer (2014).

Figura 3.5: Relação entre as coordenadas locais ΩX (Lagrangiana), espaciais
Ωx (Euleriana) e referenciais Ωχ (ALE). Fonte: Gatzhammer (2014).

A formulação apresentada deve então considerar que o domínio agora é
móvel. A velocidade do domínio referencial Ωχ (malha móvel) em relação ao
domínio espacial Ωx (fixo) pode ser escrita da seguinte forma:
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û(χ, t) = ∂x

∂t

∣∣∣∣∣
χ

(3-59)

A velocidade das coordenadas locais ΩX (Lagrangiana) em relação ao
domínio referencial Ωχ (malha) pode ser escrita da seguinte forma:

w(X, t) = ∂χ

∂t

∣∣∣∣∣
X

(3-60)

A velocidade das coordenadas locais (Lagrangiana) em relação ao refe-
rencial espacial (fixo) pode ser escrita como:

u = û+ ∂x

∂χ

∂χ

∂t
= û+ ∂x

∂χ
w (3-61)

Assim a velocidade convectiva pode ser definida como:

c = u− û = ∂x

∂χ
w (3-62)

As equações de conservação podem então ser reescritas para a abordagem
ALE da seguinte forma:

∂ūj
∂xj

= 0 (3-63)

∂ūi
∂t

+ ∂(cjūi)
∂xj

= −∂P̄
∂xi

+ ∂

∂xj

(
νeff 2 S̄ij

)
(3-64)

De forma similar, as outras equações de conservação do DDES, κ (Eq.
3-43) e ω (Eq. 3-44), podem ser ajustadas substituindo ūj por c̄j. No caso da
formulação LES (Eq. 3-34), ũj deve ser substituído c̃j.

3.3.2
Esquema utilizado na solução do problema CFD

O OpenFOAMr utiliza o método dos volumes finitos (Patankar, 1980)
para a solução das equações diferenciais apresentadas.

A solução para o sistema algébrico de equações é realizado para o campo
de pressão por meio do algoritmo geometric agglomerated algebraic multigrid
solver (GAMG), que é uma versão da decomposição LDU que utiliza uma
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malha mais grosseira (versão com células aglomerada da malha final), como
uma pré-solução para o sistema de equações, também via decomposição LDU.
As demais variáveis são resolvidas por meio do algoritmo de decomposição LDU
(OpenFOAMr smoothSolver). O acoplamento velocidade-pressão é realizado
por meio do PISO loop (Issa, 1986).

Foi utilizada uma discretização temporal implícita de primeira ordem
(Euler). A definição do passo de tempo também deve ser tal que não haja perda
de informação do escoamento devido a um passo de tempo demasiadamente
longo. Logo, o passo de tempo deve depender da malha utilizada. Um bom
critério para definir o passo de tempo é através do número de Courant, sendo
este definido da seguinte forma:

Co = ∆t.t; t = 1
2∀

∑
faces

|φi| (3-65)

onde ∀ volume das células, φi é o fluxo volumétrico (u.A) e ∑faces é a soma
em todas as faces das células. No caso so da presença da de deformação na
malha, o fluxo volumétrico é c.A, considerando a velocidade nas coordenadas
referenciais.

O número de Courant deve ser menor do que 1. Isto implica que em
um passo de tempo uma partícula de fluido deverá se deslocar menos do
comprimento de um volume de controle, sob o risco de perda de informação e
a geração de instabilidades numéricas.

A escolha do valor do Co impacta diretamente no tempo de solução,
uma vez que quanto menor o Co, mais passos de tempo são resolvidos. Neste
trabalho, o Co foi monitorado de forma a permanecer sempre dentro limite
supracitado.

A discretização espacial foi realizada utilizando uma aproximação linear
Upwind (Warming e Beam, 1976) que é uma discretização de segunda ordem.

3.3.3
Esquema utilizado na solução do estrutural

A discretização espacial é feita pelo método dos elementos finitos usando
elementos tetraédricos lineares (C3D4) com uma discretização temporal im-
plícita de segunda ordem. A matriz de massa é tratada de forma consistente
pelo CalculiX©. Para a discretização implícita a solução é incondicionalmente
estável (Dhondt, 2021). Assim o passo de tempo utilizado foi determinado
exclusivamente pela limitação do Co do problema CFD.
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3.3.4
Esquema de acoplamento solução FSI

Para resolver um problema de interação fluido-estrutura, deve haver
alguma forma de acoplar as soluções dos domínios sólido e fluido. Este
acoplamento pode se dar de diferentes formas. A primeira delas é chamada
de análise particionada, e consiste em tratar as duas regiões como sistemas
distintos. Determina-se um conjunto de equações discretizadas para cada
domínio, resolvendo-se as matrizes resultantes de forma desacoplada. Após
estas soluções, é necessário determinar o movimento da interface entre os
domínios fluido e sólido. No caso de haver uma atualização unidirecional de
informações de tensões ou forças do domínio fluido para o domínio sólido,
diz-se que o acoplamento é fraco entre as soluções. Caso haja troca nas duas
direções (forças ou tensões do fluido para o sólido e deformações da interface
do sólido para o fluido) tem-se um acoplamento forte. Em ambos os casos a
solução pode ser realizada em um único software (análise particionada com
análise única (Fig.3.6 (b)) ou em software distintos (análise particionada com
análises separadas Fig.3.6 (a)).

Existe ainda o esquema monolítico (Fig.3.6 (c)), onde os dois problemas
(fluido e sólido) são tratados de forma acoplada, como um único sistema
linear algébrico de equações (uma única matriz) a ser resolvido. Com esta
metodologia, não há necessidade de se fazer qualquer tipo de transferência de
informações entre os domínios.

Cada uma destas abordagens tem suas vantagens e desvantagens. No pre-
sente trabalho, inicialmente testou-se a metodologia particionado com análise
única (OpenFOAMr -OpenFOAMr ). Porém, devido a uma maior flexibi-
lidade para aplicação em problemas de engenharia, optou-se pelo esquema
particionado com análises separadas (OpenFOAMr para o domínio fluido,
CalculiX©para o domínio sólido e preCICE©para a solução da interface e troca
de informações entre os outros dois software).

Para auxiliar na seleção dos software a serem utilizados para a simulação
FSI, realizou-se uma etapa preliminar referente ao escoamento laminar em um
canal com uma barbatana elástica colada na parte posterior de um cilindro
elástico (ver Apêndice A.1).

A Figura 3.7 ilustra de forma esquemática o funcionamento do software
preCICE©(Bungartz et al., 2016; Mehl et al., 2016) selecionado para resolver
o acoplamento do problema de interação fluido-estrutura (FSI) com a meto-
dologia particionada com análises separadas. Faz-se necessária a instalação do
preCICE©e dos adaptadores para os dois software escolhidos (Fig. 3.8). Neste
caso, escolheram-se free software que já possuíam os adaptadores elaborados
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e estes foram adaptados para possibilitar o reinício das simulações. Adicio-
nalmente, visando uma metodologia mais robusta, optou-se por utilizar um
acoplamento forte, ou seja, a solução envolveu a troca de informações nas duas
direções.

Domı́nio Sólido Metodo de Análise I

Programa de Interface

Domı́nio Fluido Metodo de Análise II

3.6(a): particionado com análises separadas

Domı́nio Sólido

Metodo de análise

Domı́nio Fluido

3.6(b): particionado com análise única

Domı́nio Sólido
+

Domı́nio Fluido
Metodo de análise

3.6(c): Monolítico

Figura 3.6: Tipos de acoplamento FSI.

O adaptador do OpenFOAMr transmite a cada iteração do loop de
Aitken (ver seção 3.3.5) informações sobre as forças atuantes na superfície do
cilindro e o adaptador do CalculiX©transmite os deslocamentos desta mesma
superfície em resposta às forças aplicadas. Este processo de transferência de
informações passa por um mapeamento (malhas não coincidentes) e é repetido,
conforme o esquema de acoplamento entre os solvers a cada subciclo, em
um passo de tempo (implícito ou explicito) até a convergência dentro de um
determinado critério de convergência. Após a convergência, pode-se dar um
passo de tempo e repetir o processo.
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Figura 3.7: Esquemático de funcionamento do preCICE©. Fonte: precice.org.

Solver A Solver B

libprecice adapter

XML

preCICE Config

YAML

Adapter A Config

YAML

Adapter B Config

Figura 3.8: Configuração das partes da simulação FSI. Fonte: precice.org.

3.3.5
Procedimento de solução

A Figura 3.9 mostra o fluxograma FSI utilizado, com acoplamento forte.
Após a inicialização do problema, introduz-se um parâmetro de sub-relaxação
para controlar o movimento da interface. Na sequência, o movimento da malha
é determinado, seguido pela determinação do escoamento. As informações de
tensões na interface são transferidas para o problema do domínio sólido, o qual
é então resolvido. Se o resíduo do deslocamento da malha convergir, avança-se
no tempo, caso contrário, nova iteração é realizada, ajustando o deslocamento
da interface.

https://precice.org/
https://precice.org/
DBD
PUC-Rio - Certificação Digital Nº 1712579/CA



Capítulo 3. Modelagem 60

Matematicamente, o processo de troca de informações pode ser tratado
como uma transformação de domínio. A atualização da fronteira do sólido-
fluido pode ser representada da seguinte forma, para um esquema implícito:

sk+1 = S(F(sk)) = s̃k+1 (3-66)

onde S é a atualização do deslocamento da fronteira, dada a atualização das
forças (ou tensões) e F é a atualização das forças em função da movimentação
da fronteira. Com a introdução de uma sub-relaxação constante temos uma
troca de informações que considera a solução ponderada com o resultado do
subciclo atual:

sk+1 = (1− α)sk + αs̃k+1 (3-67)

O sub-relaxamento do deslocamento da malha pode ser realizado de
diferentes formas e, neste trabalho, optou-se pela sub-relaxação de primeira
ordem (Aitken), a qual considera três subciclos (atual, anterior e posterior)

sk+1 = sk−1s̃k+1 − sks̃k
(sk−1 − s̃k)− (sk − s̃k+1) (3-68)

Se reescrito na forma de fator de sub-relaxação constante, tem-se a seguinte
correlação:

αk+1 = sk−1 − sk
(sk−1 − s̃k)− (sk − s̃k+1) (3-69)

e recursivamente como:

αk = αk−1
sk−1 − sk

(sk−1 − s̃k)− (sk − s̃k+1) (3-70)

Para a primeira iteração um valor de αk−1 deve ser providenciado, uma
vez que não há informação suficiente para calcular pelo método de Aitken.
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Ińıcio

inicializações para t = 0 +∆t i, i = 1 e j = 1 i = i+ 1

inicializa o parâmetro de subrelaxação
para o movimento da interface

resolve a equação para o movimento da malha j = j + 1
relaxa o deslocamento

da interface

resolve o problema de CFD com a formulação ALE

transfere as tensões de cisalhamento
e normais para a interface

resolve o problema de FEA

computa o reśıduo de deslocamento das interfaces

converge? não

computa o parâmetro
de subrelaxação para

o movimento da
interface

sim

t = T ? não

sim

fim

Figura 3.9: Algoritimo FSI

3.3.6
Mapeamento de variáveis na interface

De um modo geral, os nós das malhas do domínio fluido e sólido não são
coincidentes. Logo, é preciso realizar o mapeamento das pressões ou tensões e
os deslocamentos entre as duas malhas. Este mapeamento pode se dar através
de uma abordagem conservativa ou consistente (de Boer et al., 2008).

Na abordagem conservativa, o trabalho virtual realizado pela fronteira
é conservado. Assim o trabalho realizado pela fronteira do fluido Γf e pela
fronteira do sólido devem ser de igual magnitude Γs:∫

Γf
df · pfnf =

∫
Γs

ds · psns (3-71)
onde d, p, n são os deslocamentos, pressões e vetores normais à interfaces.

Já na abordagem consistente, uma quantidade constante deve ser exata-
mente interpolada tanto para a pressão quanto para o deslocamento.
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Figura 3.10: Tolerância com a convergência da interface fluido-sólido. Fonte:
figura de de Boer et al. (2008).

Dependendo do problema à ser solucionado, a abordagem conservativa
pode levar a instabilidades numéricas, especialmente em estruturas com grande
flexibilidade (de Boer et al., 2008). Nestes casos as grandes deformações podem
resultar em interfaces não aderentes (ver Fig. 3.10) podendo levar a resultados
fisicamente inconsistentes. Assim, é possível escolher uma abordagem híbrida,
mantendo a abordagem conservativa para a pressão e a abordagem consistente
para o deslocamento.

Definida a abordagem de interpolação, faz-se necessário definir o esquema
de interpolação das variáveis na interface. As Figuras 3.12 e 3.11 mostram
alguns esquemas de interpolação mais simples utilizados e um esquemático de
como esta interação acontece sendo intermediada pelo software preCICE©(Fig.
3.13) (Beckert e Wendland, 2001; de Boer et al., 2008; Gatzhammer, 2014;
Mehl et al., 2016; Lindner, 2019).

Figura 3.11: Esquemas de interpolação. Fonte: precice.org.

https://precice.org/
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Figura 3.12: Esquemas de interpolação 3D para malhas não coincidentes. Fonte:
precice.org.

Solver A Solver B

Communication
Data Mapping

Coupling Schemes

libprecice adapter

Figura 3.13: Comunicação para troca de informação na interface via preCICE©.
Fonte: precice.org.

Os principais esquemas de interpolação e algumas observações sobre as
mesmas são mostrados a seguir:

– Nearest Neighbor

– Processo de interpolação mais simples, onde o nó recebe o valor do
nó mais próximo a ele no outro domínio.

– Nearest Projection

– Neste caso há uma ponderação dos valores dos nós mais próximos.
Pode ser implementado usando diversas funções para atribuir pesos
aos vizinhos.

– Radial Basis Function (RBF)

– Utiliza um raio de influência para marcar os nós como pertencentes
à vizinhança. De forma similar ao Nearest Projection

https://precice.org/
https://precice.org/
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4
Resultados

Como mencionado no Capítulo 1, o presente trabalho tem como objetivo
o estudo da vibração induzida por escoamento em linhas de controle de po-
ços com completação inteligente. O Grupo de pesquisa da PUC-Rio (LFSO e
de Dinâmica dos Fluidos), em colaboração com a Petrobras, desenvolveu um
framework para realizar estes estudos, a partir do conhecimento dos carrega-
mentos sobre a linha e fator de amortecimento (Braga e Sampaio, 2013; Braga,
2014; Betta Jr, 2017; Braga, 2017). Nas modelagens tradicionais as forças atu-
antes nas linhas são obtidas considerando o escoamento cruzado a um cilindro
infinito. Já para o fator de amortecimento, empregam-se correlações empíricas.
No entanto, analisando os trabalhos disponíveis, observa-se a necessidade de
determinar estas duas informações com maior acurácia.

Visando desenvolver uma metodologia combinando baixo custo com alta
acurácia, propõe-se a determinação de forma desacoplada do escoamento na
coluna de completação e do fator de amortecimento das frequências de oscilação
das linhas.

Os esforços atuantes em qualquer objeto, devido ao movimento relativo
entre o objeto e o fluido, podem ser determinados a partir dos campos
de velocidade e pressão, os quais dependem fortemente da geometria. O
escoamento atuando nas linhas de controle de poços de completação, ocorre
em espaços anulares, na presença de múltiplos jatos ao longo do espaço
anular. Para a determinação dos carregamentos ao longo da linha, propõe-
se no presente trabalho a simplificação da geometria do problema, porém
mantendo as características da completação do poço. A partir da determinação
do escoamento na coluna de completação, considerando linhas rígidas, deve-
se calcular as forças agindo sobre a superfície das linhas de controle (forças
distribuídas), e armazenar estes dados em todos os passos de tempo, para
serem utilizados como dados de entrada para a análise de vibração nas linhas
de controle.

Já para a determinação do fator de amortecimento devido às instabilida-
des geradas pelo escoamento transversal à linha de controle elástica, optou-se
pela modelagem FSI, porém utilizando uma geometria bem simplificada cor-
respondendo ao escoamento turbulento transversal a um cilindro elástico.
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4.1
Modelo da Coluna de Completação

A metodologia DDES foi selecionada para determinar o escoamento tur-
bulento. Conforme apresentado no Capítulo 3 de Modelagem, esta metodologia
é baseada na combinação da metodologia LES com a URANS. O modelo LES
é importante para captar as grandes estruturas longe das paredes e o modelo
URANS para resolver a região da parede. O modelo de turbulência selecionado
foi o modelo κ−ω SST DDES, baseado no modelo URANS κ−ω SST, o qual
foi escolhido após testes preliminares com diferentes modelos URANS, de um
jato incidente em uma parede (Eduardo et al., 2019).

A geometria utilizada para a seleção do modelo de turbulência encontra-
se ilustrada na Fig. 4.1, a qual foi escolhida em função da semelhança
geométrica e da disponibilidade de dados experimentais (Nardi, 2018). Esta
geometria consiste de um duto anular, com diâmetro interno Din e externo
Dout. O tubo interno é fechado em uma das extremidades a injeção de fluido é
realizada pela outra extremidade. O fluido passa do duto interno para o espaço
anular, através de um furo (com diâmetro dj) no tubo interno, e sai por ambas
as extremidades do espaço anular.

y
xL

DinDout

comprimento do domínio

dj

Figura 4.1: Jato incidente na parede externa do anular.

Após esta avaliação inicial, optou-se por uma geometria mais representa-
tiva, incluindo já as linhas de controle. A geometria de uma coluna de comple-
tação é bem complexa, e existem diversas possibilidades para representar, de
forma aproximada, a coluna. No poço real, esta geometria é bastante esguia e
se estende por até dezenas de metros. Porém, a região de interesse é aquela en-
tre as regiões de fixação das linhas de controle, a qual pode ser maior ou menor,
dependendo de como as mesmas foram cintadas na coluna de produção durante
o RIR (run in role - descida da coluna de produção com todos os equipamentos
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no poço). Por falta de padronização na indústria, estes comprimentos variam
desde dezenas de centímetros a vários metros.

No presente trabalho, optou-se por criar uma representação esquemática
da coluna (geometria simplificada), porém, respeitando as principais carac-
terísticas da geometria real, conforme ilustrado na Fig. 4.2. Nesta figura é
possível observar que o fluido escoa pela coluna de injeção (duto central) e
adentra o espaço anular por uma válvula que contem quatro comunicações
entre a coluna e o anular. Cada fabricante tem um formato de trim (geome-
tria da válvula vazada ao fluxo) diferente para esta comunicação. De forma a
preservar as geometrias proprietárias utilizou-se apenas um trim quadrado de
Ltrim = 20mm de lado e localizado a uma distância l = 150mm do topo da
geometria, que é uma boa aproximação do trim em termos de área vazada e
localização. O espaço anular é fechado na extremidade próxima ao trim, for-
çando o fluido a escoar em direção a extremidade aberta do duto anular (parte
inferior da figura). As dimensões utilizadas para os diâmetro externo da coluna
de injeção (diâmetro interno do anular), diâmetro interno do revestimento de
produção (diâmetro externo do anular), e o diâmetro das linhas de controle
são respectivamente Din = 148, 6mm, Dout = 216, 8mm e DLC = 6, 35mm. O
raio de posicionamento da linha de controle utilizado foi de RLC = 91, 35mm.
No modelo utilizado neste trabalho, definiu-se o comprimento das linhas de
controle igual a L = 800mm.

b

b

b b

DLC

RLC

y

x

A A

Corte A-A

Din

Dout

L
tr
im

L

lz

Figura 4.2: Geometria simplificada de um poço injetor.

Note que a coluna simplificada proposta apresenta simetria no plano
transversal, plano A-A, permitindo analisar o escoamento num domínio com-
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putacional menor, o que reduz os custos computacionais. Dessa forma, utilizou-
se um domínio computacional correspondente a 1/4 da coluna de completação,
conforme ilustrado na Fig.4.3, a qual mostra uma visão 3D da geometria ge-
rada. Nesta figura, as condições de contorno utilizadas também são indicadas.

Pode-se se observar na Fig.4.3, os dois planos de simetria considerados.
Nestes planos, foi utilizada uma condição de contorno cíclica (rotacional). Esta
condição de contorno considera que as superfícies (neste caso os planos de
simetria) sejam vizinhas no domínio computacional, conforme mostrado na
Fig. 4.4.

Nas regiões de entrada de escoamento no espaço anular, indicadas como
“entradas”, correspondentes ao trim (metade da abertura quadrada), impôs-se
velocidade uniforme (nornal ao plano de entrada), uin. Na saída foi imposta
uma condição de outflow (gradiente nulo pra velocidade e pressão prescrita).
As demais superfícies do domínio são paredes. A superfície da linha de controle
(cilindro) também foi modelada como parede, porém em um patch separado
de forma a possibilitar o armazenamento das forças com uma frequência maior
(a cada passo de tempo, por exemplo) que a de armazenamento dos campos
no interior do domínio (a cada 10 passos de tempo, por exemplo), visando ter
uma maior resolução de informações a serem passadas para o modelo de FEM.

Figura 4.3: Condições de contorno.

As propriedades do fluido de injeção (que pode ser água ou até mesmo
gás a altas pressões) têm características bastante distintas. Neste trabalho,
assumiu-se que este fluido tem as seguintes propriedades: ρ = 1000 kg/m3 e
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ν = 10−6m2/s, as quais correspondem aos valores das propriedades da água a
aproximadamente 20◦C.

Figura 4.4: Condições de contorno cíclica. Fonte: opemfoam.com.

4.1.1
Malha

A malha foi gerada via blockMesh (gerador de malhas do OpenFOAMr )
e os blocos utilizados no processo de geração da malha são mostrados na Fig.
4.5 (vista superior). O processo de geração de malha no blockMesh é lento de
ser escrito, uma vez que é necessário manter um controle rigoroso dos pontos e
dos blocos formados por estes, de forma a montar uma malha complexa com os
blocos de malha mais simples, mantendo uma consistência de posicionamento
dos nós interfaces. Em contrapartida, este oferece a possibilidade de se criar
todas as variáveis utilizadas na geração da malha de forma parametrizada, o
que possibilita, por exemplo, mover a posição da linha de controle, modificar os
diâmetros dos tubos e refinamento da malha com certa facilidade, mantendo a
qualidade da malha e garantindo uma geração rápida de variações desta malha
original.

Na geração da malha foram realizados refinamentos progressivos próxi-
mos das paredes, os quais também são parametrizáveis no blockMesh (ver Fig.
4.6), de forma a garantir que os parâmetros numéricos, tais como a distância
do primeiro ponto nodal à parede, y+, e o passo de tempo através do parâme-
tro Courant, Co, estejam dentro dos limites impostos pelo método. As regiões
dos jatos de entrada, por apresentarem altas velocidades e gradiente acentua-
dos foram refinadas, conforme pode ser observado na Fig. 4.7. Note também a
região de transição entre as malhas mais finas e mais grosseiras do domínio.

https://www.openfoam.com/documentation/guides/latest/doc/guide-bcs-coupl ed-cyclic.html
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Figura 4.5: Blocos usados para gerar a malha no blockMesh.

Figura 4.6: Refinamento progressivo na região da parede.
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Figura 4.7: Refinamento da malha na região dos jatos (inlets).

4.1.2
Análise do escoamento

Para analisar o escoamento na coluna de completação, foram selecionadas
três velocidades de jatos na entrada do fluido na região de inlet, correspondendo
a uin = 0,5; 0,75 e 1,0 m/s; o que é equivalente a números de Reynolds
de entrada iguais a 10.000; 15.000 e 20.000, onde o número de Reynolds da
entrada, baseado no diâmetro hidráulico do trim, Dh = 2cm, é definido como

Rein = ρ uinDh

µ
; Dh = 4At

Pm
(4-1)

onde At é a área transversal da entrada e Pm o perímetro molhado da seção
de entrada.

Para inicializar a solução, foi realizada uma simulação com o modelo κ−ω
SST. Após atingir uma solução em regime permanente, fez-se a mudança para o
modelo κ−ω SST DDES. A seguir, foi realizada simulação avançando no tempo
até que as flutuações iniciais se estabilizassem (em torno de até 5s de simulação,
dependendo da velocidade imposta na entrada). Como as forças agindo sobre
a superfície não têm uma frequência bem definida, aguardou-se apenas o sinal
estabilizar (se tornar estatisticamente permanente) para realizar o descarte
destes instantes iniciais, permitindo que as forças agindo na superfície da linha
de controle fossem analisadas.

O caso correspondente a Rein=20.000 foi selecionado para apresentar
a evolução temporal do escoamento na coluna de completação. Na Fig. 4.8,
apresenta-se o campo do módulo do vetor velocidade no plano x − y para
diferentes coordenadas axiais z. É possível perceber que o escoamento cruzado
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4.8(a): z = 100mm 4.8(b): z = 150mm (centro do Jato)

4.8(c): z = 200mm 4.8(d): z = 400mm

4.8(e): z = 600mm 4.8(f): z = 800mm

Figura 4.8: Contorno da magnitude do vetor velocidade. Planos z =
100, 150, 200, 400, 600, 800 mm para t = 10s e Rein = 20.000.
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ao cilindro é bastante concentrado na região do jato, com a velocidade caindo
sensivelmente de magnitude para os diferentes planos mais afastados do plano
do jato. Para complementar a visualização do escoamento, apresenta-se na
Fig. 4.9, linhas de corrente coloridas pela magnitude do vetor velocidade.
Nota-se pelas linhas de corrente que os dois jatos de entrada, ao se chocarem
exatamente na região da linha de controle, induzem a formação de dois grandes
vórtices no plano transversal, em cada lado da linha de controle. O escoamento
é então desviado para a direção axial, gerando estruturas espiraladas. Observa-
se novamente, a redução da intensidade do escoamento em direção à saída,
até que o fluxo se torna majoritariamente axial. Este resultado indica que a
estrutura do escoamento ao longo da linha de controle é bem diferente da
estrutura resultante de um escoamento transversal à um cilindro infinito, não
formando uma única esteira de vórtices à jusante da linha, como no caso do
escoamento livre.

Figura 4.9: Linhas de corrente, Rein = 20.000.

Para melhor analisar a formação dos vórtices ao redor da linha de
controle, selecionou-se o plano transversal x− y do duto anular, indicado pela
moldura vermelha na Fig. 4.10, o qual passa pelo centro dos jatos de entrada
(z = 150mm). A Figura 4.11 apresenta a evolução temporal do módulo do
vetor velocidade no plano selecionado. Os resultados da simulação (κ−ωSST
DDES) mostram que os jatos apresentam uma região de alto cisalhamento
na sua periferia, e após incidirem na parede externa, criam uma região de
estagnação. Os jatos são então desviados, passando a escoar ao longo da parede
externa do duto, com alta velocidade, também apresentando alto cisalhamento
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(gradiente bem acentuado de velocidade). Os jatos se encontram no centro da
seção, próximo da localização da linha de controle, gerando nova região de
estagnação, e formando um jato secundário que incide sobre a linha de controle,
oscilando de um lado para o outro, com uma frequência mais baixa e causando a
formação de duas grandes recirculações oscilantes, girando em sentidos opostos
(ver Fig. 4.9). Este jato secundário não é estável e a instabilidade do mesmo é
causada tanto por instabilidades dos jatos ao entrar no espaço anular (Cornaro
et al., 1999), quanto a uma instabilidade causada pela própria recirculação. O
efeito da recirculação causa ondulações no jato, que por fim retornam como
oscilações que causam flutuações nas forças que atuam na linha de controle.

Figura 4.10: Plano de referência, utilizado na análise do jato, indicado pela
moldura vermelha.

A Fig. 4.12 ilustra a evolução temporal da magnitude da vorticidade
no mesmo plano utilizado para analisar o campo de velocidade. Observam-se
altos valores de vorticidade não só nas periferias dos dois jatos de entrada,
mas ao longo do raio externo da coluna e na região de incidência do jato
secundário na linha de controle. É possível observar que eventualmente ocorrem
desprendimentos de vórtices na parte posterior do cilindro da linha (no lado
oposto a incidência do jato secundário).

Uma outra forma de visualizar o escoamento é através do critério Q (Hunt
et al., 1988) definido como:

Q = 1
2 (ΩijΩij − SijSij) (4-2)

Este critério pode ser utilizado para auxiliar na identificação das es-
truturas coerentes do escoamento. A Fig. 4.13 mostra a evolução temporal
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das estruturas do escoamento no plano de referência. Observamos que após
o encontro dos jatos e com o desvio de sua direção, pequenas estruturas são
formadas a montante da linha de controle. Dentro das grandes recirculações a
cada lado das linhas, observam-se estruturas toroidais coalescendo, crescendo
de tamanho e posteriormente se quebrando em estruturas menores, à medida
que o tempo evoluiu. À jusante da linha de controle, vórtices são formados
apresentando estrutura oscilante, com somente uma pequena semelhança com
a estrutura observada na esteira de cilindro em meio infinito.

4.11(a): t = 5s 4.11(b): t = 5.2s

4.11(c): t = 5.4s 4.11(d): t = 5.6s

4.11(e): t = 5.8s 4.11(f): t = 6s

Figura 4.11: Evolução temporal do módulo do vetor velocidade no plano central
do jato (plano de referência).
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4.12(a): t = 5s 4.12(b): t = 5.2s

4.12(c): t = 5.4s 4.12(d): t = 5.6s

4.12(e): t = 5.8s 4.12(f): t = 6s

Figura 4.12: Evolução temporal do vorticidade no plano central do jato (plano
de referência).

O comportamento do escoamento ao longo da linha reflete diretamente
na magnitude das forças agindo na superfície do cilindro. Diante de todos os
fenômenos de instabilidades mencionados, pode-se afirmar que a semelhança
do escoamento cruzado com desprendimento de vórtices de Kármán é menos
direta do que se imaginava. Uma caracterização detalhada destas forças será
realizada na Secção 4.1.3.
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4.13(a): t = 5s 4.13(b): t = 5.2s

4.13(c): t = 5.4s 4.13(d): t = 5.6s

4.13(e): t = 5.8s 4.13(f): t = 6s

4.13(g): t = 6.2s 4.13(h): t = 6.4s

Figura 4.13: Iso-superfície de critério Q coloridas com a velocidade.

4.1.3
Distribuição de forças

A força resultante do movimento relativo entre o escoamento e a linha
de controle (cabo cilíndrico) possui uma contribuição de pressão (normal)
e viscosa (tangencial) à superfície. Para uma rápida avaliação desta força,
selecionamos os componentes nas direções x e y do sistema de coordenadas
utilizado na simulação e indicado nas Fig. 4.2 e 4.11.

As Figuras 4.14 e 4.15 ilustram a evolução no tempo e ao longo da
linha de controle (cilindro) (direção axial z) para os componentes da força
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resultante nas direções x e y, respectivamente, que atuam no elemento de área
superficial do cilindro, dAs = π DLC dz. Nas figuras, o instante de tempo
zero refere-se ao instante de tempo inicial no ciclo selecionado para análise.
Conforme ilustrado nas Figs. 4.2 e 4.3, o posicionamento das entradas de fluxo
(inlets) está localizado próximo à extremidade fechada do duto anular, na
posição z = 150mm. Espera-se, portanto, que próximo dessa região, ocorra
um impacto maior do escoamento na linha de controle. Analisando as Figs.
4.14 e 4.15, é possível observar que as maiores forças agindo na linha estão
concentradas exatamente ao redor desta posição. Este comportamento já
havia sido observado em trabalhos anteriores (Braga e Sampaio, 2013; Braga,
2014; Betta Jr, 2017; Braga, 2017). Porém, a visualização simultânea dos
componentes da força ao longo da linha e do tempo, permite notar que os
picos de força em um determinado tempo são propagados para posições à
jusante para instantes de tempo posteriores, em função do campo de velocidade
resultante das duas recirculações em sentidos opostos adjacentes à linha de
controle. Os estudos anteriores mencionados consideraram somente a influência
temporal nas forças atuantes nas linhas de controle. Porém, analisando a Fig.
4.15 vê-se nitidamente que existem ondas (ripples na superfície) de força
com uma inclinação definida, indicando que as forças têm uma dinâmica
espacial além da temporal. Esta informação adicional nos indica que, de fato,
é necessário considerar as forças ao longo da linha, para todos os instantes de
tempo, de forma a capturar a dinâmica complexa do carregamento.

[N ]

Figura 4.14: Variação temporal e axial (direção z) para o componente da força
resultante dFx[N ] na direção xno elemento de área dAs.
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[N
]

Figura 4.15: Variação temporal e axial (direção z) para o componente da força
resultante dFy[N ] na direção y no elemento de área dAs.

Visando explorar os dados obtidos, determinou-se a resultante das forças
atuantes na linha de controle, integrando ao longo da direção axial e selecio-
nando um referencial alinhado com o jato secundário, formado pelo encontro
dos jatos principais, conforme mostrado na Fig. 4.16. Definiu-se como “arrasto
(Drag)” a resultante alinhada com o jato e “sustentação (Lift)” a resultante
na direção perpendicular.

Figura 4.16: Referências para as forças de arrasto e sustentação

Utilizando o referencial indicado na Fig.4.16, determinou-se a evolução
temporal do arrasto (Drag) e sustentação (Lift). A Figura 4.17 mostra o
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carregamento para Re = 20.000 no domínio do tempo e da frequência,
onde pode-se observar uma certa periodicidade no carregamento. Nas Figuras
4.17(a) e 4.17(b) é mostrado o carregamento original e o filtrado retirando as
frequências menos significativas, conforme FFT apresentadas nas Figs. 4.17(c)
e 4.17(d). O processo de filtragem é voltado apenas para a análise da PSD e
feito retirando as amplitudes menos significativas.

Analisando a força de arrasto (Drag), por meio do componente médio,
que é o mais significativo para esta direção (ver Fig. 4.17 (c)), e a força de
sustentação (Lift), por meio do componente mais energético (ver Fig. 4.17 (d)),
ilustradas na Fig. 4.18, para todos os números de Reynolds considerados neste
trabalho (Re = 10.000; 15.000; 20.000), foi possível obter as seguintes correla-
ções para as amplitudes das forças em [N] e da frequência mais energética, em
[Hz], utilizando como área de referência para a linha de contrôle, a área proje-
tada na direção perpendicular ao escoamento incidente na linha, Aref = DLC L

(DLC é o diâmetro da linha de controle e L é o comprimento da linha), e a
velocidade no jato na entrada do setor anular, uin[m/s]. Considerou-se a massa
específica do fluido, ρ = 1000 [kg/m3].

FDrag = CD
ρ
2 u2

in Aref ; CD = 0, 0265 (4-3)

FLift = CL
ρ
2 u2

in Aref ; CL = 0, 00166 (4-4)

fmaxLift = CfL
exp(uin) ; CfL

= 0, 11 (4-5)

Vale notar que as correlações apresentadas são função da velocidade do
jato da entrada no duto anular (inlet), e não em função da velocidade do jato
secundário a montante da linha de controle. Apenas um fluido e geoemtria
foram utilizados para gerar os dados, logo esta correlação é específica para
para o fluido, geometria utilizada e posicionamento da linha. Trabalhos futuros
poderão ser utilizados para generalizar estas correlações.

A partir das distribuições temporais das forças de arrasto e sustentação
obtidas para os três Reynolds analisados aqui, determinou-se o espectro de
frequências PSD (Power Spectrum Density) para ambas as forças, e os resul-
tados encontram-se na Fig 4.19. Para cada caso, determinamos as inclinações
das PSD com a frequência. Estas inclinações encontram-se na Tabela 4.1, onde
observa-se que tanto o arrasto quanto a sustentação têm PSDs com inclinações
próximas às esperadas para a turbulência −5/3 = −1, 67 (em especial a sus-
tentação). Este resultado, nos permite afirmar que os carregamentos nas linhas
de controle são muito mais conectados ao fenômeno da turbulência em si que
ao desprendimento de vórtices, formados na esteira de corpos rombudos.
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4.17(a): uin = 1m/s Arrasto 4.17(b): uin = 1m/s Sustentação

4.17(c): uin = 1m/s FFT Arrasto 4.17(d): uin = 1m/s FFT Sustentação
Figura 4.17: Carregamento de arrasto e sustentação no domínio do tempo e da
frequência para Re = 20.000.
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4.18(a): Arrasto (Drag) 4.18(b): Sustentação (Lift)

4.18(c): Frequência do componente mais
energética da sustentação

Figura 4.18: Magnitudes e frequências dos componentes mais energéticas do
carregamento em função do Reynolds.

Tabela 4.1: Inclinação da curva do espectro de potência das forças agindo sobre
o cilindro rígido confinado.

Re uin [m/s] Sustentação Arrasto
10.000 0,50 -1,52 -1,21
15.000 0,75 -1,71 -1,01
20.000 1,00 -1,63 -1,353
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4.19(a): PSD arrasto Re = 10.000 4.19(b): PSD sustentação Re = 10.000

4.19(c): PSD arrasto Re = 15.000 4.19(d): PSD sustentação Re = 15.000

4.19(e): PSD arrasto Re = 20.000 4.19(f): PSD sustentação Re = 20.000

Figura 4.19: PSD das forças atuando na linha de controle.

4.2
Cilindro Elástico Exposto ao Escoamento Turbulento

Com o objetivo de determinar o fator de amortecimento ζ, de forma mais
assertiva que a tradicionalmente utilizada, porém, ainda de forma simplificada,
para garantir o baixo custo, selecionou-se determinar o fator de amortecimento
a partir da resposta do escoamento transversal à um cilindro elástico, i.e.,
utilizando modelagem de Interação Fluido Estrutura (FSI).

A Figura 4.20 ilustra o domínio computacional utilizado para a presente
análise de escoamento transversal à um cilindro. Note que o cilindro não é
centrado no domínio, para ser possível captar a esteira de vórtices à jusante
do mesmo. Na figura, as condições de contorno para o fluido também são
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indicadas. Na entrada, o escoamento é prescrito como uniforme, na saída
a pressão é imposta, juntamente com difusão nula para todas as outras
grandezas. Gradiente nulo é imposto nas fronteiras superior e inferior, para
representar domínio infinito. Nos planos denominados de ”frente” e ”trás”,
empregou-se condição cíclica, para representar repetição das estruturas do
domínio para um cilindro infinito.

A condição de contorno para o domínio sólido é de velocidade nula para
todos os pontos. No caso do cilindro elástico, consideramos as extremidades
do cilindro com engaste total (zero graus de liberdade) e força imposta pelo
escoamento nos nós da superfície externa do cilindro, conforme representado
na Fig. 4.21.

Figura 4.20: Geometria e condições de contorno do domínio fluido.

A Fig. 4.22 ilustra as dimensões do domínio computacional, formado pelo
domínio fluido e sólido. As dimensões desta geometria são mostradas na Tab.
4.2.

Antes da determinação do fator de amortecimento, o impacto da elas-
ticidade do cilindro no escoamento (simulação com interação fluido-estrutura
- FSI) é analisado por meio de comparações das forças atuantes, frequências
e quantidades turbulentas, obtidos considerando o cilindro rígido (simulação
CFD). Para ambos os casos, utilizamos as propriedades estruturais para o
sólido e as propriedades do fluido apresentados na Tab. 4.2. O número de
Reynolds utilizado foi Re = 104.

O caso do cilindro rígido foi inicialmente utilizado para a seleção do
modelo de turbulência, comparando as previsões com a literatura (Khan et al.,
2017) (ver Apêndice A.2). Novamente, como no caso anterior, a metodologia
κ−ω SST DDES foi selecionada para modelar a turbulência. Este caso também
foi utilizado para a definição dos parâmetros de malha (ver sec. A.2).
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Figura 4.21: Geometria e condições de contorno do domínio sólido.

DLCin

D
L
C

H

H
/
2

WsWe

L

Figura 4.22: Dimensões dos domínios fluido e sólido.

Tabela 4.2: Dimensões da Fig. 4.22

Parâmetro valor [mm]
DLC 6,35
DLCin 3,88
L 100
We 98,43
Ws 193,67
H/2 66,67
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Tabela 4.3: Proriedades do cilindro e fluido.

Grandeza Valor
ρs [kg/m3] 1, 0321× 104

cilindro νs 0,29
E [kg/ms2] 1× 109

ρ [kg/m3] 1× 103

fluido ν [m2/s] 1× 10−6

4.2.1
Malhas

As Figs. 4.23 e 4.24 mostram as malhas utilizadas para o domínio fluido
e sólido, respectivamente. Note que a malha do fluido é bem refinada na região
em volta do cilindro e em sua esteira. Já a malha do sólido é aproximadamente
uniforme.

Para o domínio sólido selecionou uma malha intermediária de ≈ 90k
pontos , após a realização de um teste de malha simples (ver Apêndice A.3),
o qual foi baseado na frequência dos modos de vibração calculados via análise
modal.

Para a definição da malha para o domínio fluido, realizou-se um teste
de malha para o escoamento turbulento cruzado sobre um cilindro rígido (ver
Apêndice A.3). A definição da malha deve ser feita junto com a seleção da
metodologia para modelar a turbulência. Como a metodologia κ−ω SST DDES
foi selecionada, uma malha muito refinada na região da parede é necessária.
Dessa forma, selecionou-se uma malha com 1,3 milhões de pontos, garantindo-
se uma distância adimensional à parede y+ < 1.

Figura 4.23: Malha domínio fluido.
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Figura 4.24: Malha cilindro elástico.

4.2.2
Análise do escoamento cruzado à cilindro elático

Para realizar este teste, selecionou-se uma viga cilíndrica com os parâ-
metros estruturais mostrados na (Tab. 4.3) , sendo a frequência resultante
para o primeiro modo de vibração da ordem de 4 vezes a frequência do des-
prendimento de vórtices. Nesta condição especial, referida por Naudascher e
Rockwell (1994) como super-harmônico, espera-se que no regime periódico,
estatisticamente permanente, o desprendimento de vórtices do escoamento ao
redor de um cilindro rígido, com bases elásticas se dê de forma simétrica e que
os pequenos vórtices de desprendidos na frequência natural da linha de con-
trole coalesçam (4 vórtices pequenos formando um maior) e que estes sejam
desprendidos na frequência de desprendimento dos vórtices de von Kármán. A
Fig. 4.25 ilustra esquematicamente vórtices simétricos e anti-simétricos.

A Fig. 4.26 apresenta a evolução temporal de iso-contornos do módulo
da vorticidade, permitindo visualizar a formação, quebra e coalescência dos
vórtices na esteira do cilindro. Já a Fig. 4.27 apresenta um vídeo mostrando iso-
superfícies do critério Q, (Eq. 4-2) colorido pelo módulo da vorticidade. Como
já mencionado, o critério Q auxilia na visualização das estruturas coerentes
do escoamento. Analisando as figuras, observa-se que para o cilindro elástico
um fenômeno semelhante ao mencionado por Naudascher e Rockwell (1994)
acontece no plano central, onde há as maiores amplitudes para o movimento
no primeiro modo de vibração. Há, de fato, desprendimento de vórtices na
frequência prevista para o desprendimento dos vórtices de von Kármán, mas
este desprendimento somente ocorre após a coalescência de vórtices menores
desprendidos na frequência de vibração da estrutura, na frequência do primeiro
modo (mais energético).

Diferentemente do caso do cilindro rígido com bases elásticas, no caso do
cilindro elástico observa-se um maior número de desprendimentos de vórtices
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anti-simétricos. Como o cilindro elástico está fixo em suas extremidades espera-
se que o desprendimento dos vórtices nestas regiões se assemelhe ao caso de
escoamento em torno de um cilindro rígido (f = fvK) e que na região central,
o desprendimento dos vórtices seja mais parecido com o escoamento super
harmônico (f = 4fvK → fvK , devido à coalescência). Desta forma existe
uma transição entre os dois problemas, mas não de forma linear. Os vórtices
coalescem, mas o desprendimento dos vórtices se mantém assimétricos, o que
é um achado interessante.

Figura 4.25: Exemplo desprendimento de vórtices simétrico e antissimétrico
(figura de Bai e Bai (2005))

Para o caso analisado, a razão média entre a energia cinética turbulenta
e a energia cinética do escoamento médio é da ordem de 10−6 indicando que
as grandes escalas estão sendo de fato resolvidas.

A partir dos campos de velocidade e pressão obtidos foi possível determi-
nar a evolução temporal da força de sustentação (Lift). A evolução temporal
da força da sustentação é mostrada na Fig. 4.28. Os resultados mostram que
o fenômeno de Lock-in está presente nas simulações. Este fenômeno ocorre
quando existe uma sincronização da frequência de desprendimento de vórtices,
ou múltiplos desta frequência (Blevins, 1990), com a frequência natural do pri-
meiro modo (neste caso) do cilindro elástico bi-engastado usado no domínio
sólido. Assim há uma excitação com um transiente mais prolongado, que causa
maiores amplitudes e maior tempo para atingir o regime estacionário.
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4.26(a): t = 0, 65005s 4.26(b): t = 0, 6538s

4.26(c): t = 0, 65755s 4.26(d): t = 0, 6613s

4.26(e): t = 0, 66505s 4.26(f): t = 0, 6688s

Figura 4.26: Vorticidade no plano central do escoamento transversal ao cilindro
com interação fluido estrutura.

Figura 4.27: Critério Q, colorido com a vorticidade. Domínio dividido no
plano médio mostrando tanto os vórtices quanto o movimento da superfície
do cilindro elástico. OBS.: para visualização do slide show é necessário o uso de Adobe Readerr
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Na Fig. 4.28, observa-se que uma solução periodicamente estável não
foi alcançada. As simulações deste caso foram realizadas com uma máquina
Avell A-52, equipada com um processador intel i7 de oitava geração (6 núcleos
e 12 threads com até 4.1GHz de clock) e HD M.2 2280 NVME de estado
sólido. Com o recurso computacional disponível, o tempo de simulação foi
extremamente elevado (1,5 anos para rodar 0,2 segundos, contabilizando as
paradas para manutenção e reinício), o que tornou inviável a obtenção da
solução periodicamente estável. Porém, ao analisar o transiente foi possível
estimar as amplitudes, através da transformada de Hilbert (Tropea et al.,
2007), tanto para as forças agindo no cilindro, como para o deslocamento
do centro do cilindro (bi-engastado, no primeiro modo de vibração, o que
caracteriza completamente o deslocamento espacial e temporal do mesmo).
Posteriormente, foi possível realizar o cálculo da taxa de amplificação contínua
dos sinais:

Ar = 1
n

log
(
liftamp[i+ n]
liftamp[i]

)
(4-6)

A Figura 4.29 mostra a evolução temporal da taxa de amplificação do
sinal da sustentação e sua média móvel. É possível observar que o valor
da taxa de amplificação oscila em torno de 7 × 10−5 para um número de
amostras equivalente a 0,01s. Estes dados obtidos durante o transiente foram
utilizados para realizar uma análise de vibração da estrutura e estimar o fator
de amortecimento (Ver secção 4.2.4).

Figura 4.28: Evolução temporal da sustentação e a transformada de Hilbert
(com zoom, sem efeitos de borda)

DBD
PUC-Rio - Certificação Digital Nº 1712579/CA



Capítulo 4. Resultados 90

Figura 4.29: Evolução temporal da taxa de amplificação da sustentação com
média móvel.

4.2.3
Comparação do escoamento sobre um cilindro rígido vs elástico

Para analisarmos o que a elasticidade impôs ao escoamento em termos
de variações nas parcelas de energia cinética e energia cinética turbulenta, foi
realizada uma série de coleta dos dados de turbulência em pontos específicos
na esteira de vórtices, conforme mostrado na Fig. 4.30. Os probes estão
posicionados em relação ao centro do cilindro estático em x/D = [1, 2, 3, 4, 5]
e na direção y em y/D = [0, 1,−1, 2,−2]. Os valores mostrados nas Figs. 4.31,
4.32, 4.33, 4.35 e 4.36 são valores advindos de médias temporais medidas nestas
posições e médias espacias para os diversos valores de y/D. Com esses dados
é possível capturar os efeitos médios ao longo da esteira de vórtices.

Figura 4.30: Disposição dos probes na esteira de vórtices.
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A Fig. 4.31 apresenta comparação, entre o cilindro rígido (CFD) e cilindro
elástico (FSI), da variação, com a distância do cilindro, da energia cinética,
normalizada pelo seu valor máximo. As duas curvas foram construídas por
regressão usando uma curva de potência. Os dados compilados para o caso
do cilindro rígido mostram que a energia cinética total (soma da energia
cinética do escoamento médio, resolvido, e do turbulento, modelado) apresenta
um decaimento espacial na esteira de vórtice que decai com a potência de
−0, 162 ≈ −1/6. A presença da elasticidade na linha, resulta num aumento
da energia cinética (pelo menos no regime transiente analisado), devido à
presença de um componente extra na direção transversal ao escoamento. É
possível observar que o decaimento da energia cinética na esteira de vórtices
aumenta de forma discreta com a presença da elasticidade do cilindro (potência
−0, 2 = −1/5).

Figura 4.31: Energia cinética total vs distância do cilindro. CSF x FSI

Para melhor observar o efeito da elasticidade do cilindro na energia
cinética, apresenta-se na Fig. 4.32, a diferença entre as energias cinéticas
dos dois casos (cilindro elástico - cilindro rígido). Note que em x/D = 2.9
há um maior aumento na diferença de energia cinética no escoamento. Para
x/D > 2 as diferenças tornam-se negativas (caso elástico apresenta menor
nível de energia cinética). Porém, quanto mais distante da esteira de vórtices,
a tendência é que esta diferença caia paulatinamente.

Analisando em detalhes somente a energia cinética turbulenta (Fig. 4.33),
nota-se que para o caso do cilindro rígido, a energia cinética turbulenta é
aproximadamente constante na esteira de vórtices. Exceção para para x/D =
1 que encontra-se em uma região de baixo cisalhamento. A presença da
elasticidade aumenta substancialmente os níveis de energia cinética turbulenta
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Figura 4.32: Diferença entre as energias cinéticas totais

em função das maiores perturbações ao escoamento médio e consequentemente
em sua dissipação para as menores escalas.

Figura 4.33: Energia cinética turbulenta vs distancia do cilindro

Comparando as diferenças entre as energias cinéticas turbulentas (Fig.
4.35), observa-se que o pico desta diferença se dá um pouco mais atrás na
esteira em x/D = 3, mostrando que a maior turbulência na esteira é de fato a
responsável pela transformação da energia cinética total para outras formas de
energia. Porém, é possível que esta energia mais baixa seja resultado de uma
transferência de energia do escoamento para a energia vibracional da estrutura
durante o transiente.

Por fim, foi analisado, para ambos os casos, o percentual da energia
cinética turbulenta em relação a energia cinética total na esteira de vórtices.
Nota-se que esse percentual é bastante diminuto (menos de 1%), o que indica
que o método DDES está de fato resolvendo a maior parte das escalas
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turbulentas e apenas uma pequena parcela é modelada.
Para identificar quais modelos estão sendo utilizados em cada região do

domínio, traçamos na Fig. 4.34, as funções de transição do modelo DDES na
esteira de vórtices. De acordo com a Eq. (3-48), o modelo LES é dominante
quando fd = 1, o que corresponde a x/D > 1, 5, i.e., na maior parte do domínio
computacional. Próximo ao cilindro, para x/D = 0, 5, fd ≈ 0, indicando que
a modelagem RANS é dominante. Vale lembrar que a esteira de vórtices se
estende por 30 diâmetros, o que corrobora com o fato de que a maior parte
do domínio é de fato resolvida com LES. Para 0, 5 < x/D < 1, 5, tem-se
uma região de transição entre os modelos RANS e LES. Na região de atuação
da modelagem RANS, observa-se, analisando as função de mistura F1 e F2

dos modelos κ − ε e κ − ω, Eqs. (3-28) e Eq. (3-29), que bem próximo à
superfície do cilindro, x/D < 0, 25, o modelo κ − ω é predominante e para
0, 25 < x/D < 0, 5, o modelo κ− ε é o predominante.

Figura 4.34: Funções de transição entre os diversos modelos de turbulência.

A seguir, o decaimento de energia cinética na esteira de vórtices do
cilindro rígido é avaliado e comparado com o decaimento obtido para o cilindro
elástico. A Figura 4.37 mostra a PSD (power spectral density) da energia
cinética turbulenta em função da frequência para diversas posições, para ambos
os casos (cilindro rígido e elástico). Neste caso, a energia cinética turbulenta
(kt = (1/2)∑3

i=1(u′i)2) já representa a soma das potências das variações de
cada componente. Analisando cada uma das posições, x/D = [1, .., 5], é
possível observar, em todos os casos, a inclinação das curvas de potências
e a comparação com os valores esperados teoricamente (p = −5/3). Os valores
estão bastante próximos dos teóricos, especialmente se considerarmos apenas
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a parcela mais energética (baixas frequências), conforme mostrado nas Tab.
4.4 para os dois tipos de cilindros. Como foi observado na seção anterior, a
presença da elasticidade impõe um nível maior de energia cinética turbulenta
na esteira. Ao mesmo tempo, há uma menor energia cinética total. Observando
os valores das inclinações das curvas p de potência na Tab. 4.4, é possível
notar que, em geral, quando há presença de elasticidade, as curvas são mais
inclinadas, mostrando que a energia encontra-se mais concentrada nas baixas
frequências. Este efeito é ainda mais visível quando analisamos apenas as
frequências mais energéticas. Para o cilindro rígido, a inclinação das curvas
tende para a inclinação teórica de −5/3, já as curvas do cilindro elástico se
mantém em valores mais próximos de −2.

A concentração de energia na região de frequências mais baixas também
pode indicar uma sincronia entre a energia cinética turbulenta a energia
vibracional.

Figura 4.35: Diferença entre as energias cinéticas turbulentas modelada

Figura 4.36: % energia cinética turbulenta modelada
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Tabela 4.4: Inclinação da curva do espectro de potência da energia cinética
turbulenta para o cilindro rígido e elástico

Cilindro rígido Cilindro elástico
x/D p inclinação inicial p inclinação inicial

1 -1,872 -1,616 -1,872 -1,919
2 -2,323 -1,856 -2,323 -1,849
3 -2,121 -1,520 -2,306 -1,878
4 -2,391 -1,549 -2,732 -1,829
5 -2,401 -1,626 -2,071 -2,042

4.2.3.1
Forças agindo sobre o cilindro rígido e elástico

Analisando as forças atuando nos cilindros rígido e elástico e o espectro
de energia ds forças (Fig. 4.38 e Tab. 4.5), é possível observar que as curvas
de potência das forças são bem mais inclinadas (p ≈ 2.8 para o arraste e
sustentação, tanto para o cilindro rígido quanto para o elástico) que as curvas
de energia cinética turbulenta. As frequências de desprendimento de vórtices
causam um pico nas curvas de PSD, o que certamente contribui para este
aumento de inclinação, visto que estas tem baixas frequências e são bastante
energéticas.

As PSDs do cilindro rígido (arraste e sustentação) apresentam um pico na
frequência de desprendimento de vórtices de von Kármán, próximo aos 50Hz.
Porém, quando analisamos a PSD do cilindro flexível, as frequências de pico são
aquelas do primeiro modo de vibração do cilindro elástico (para a sustentação)
e próximo ao dobro da frequência do primeiro modo para a componente
alternada do arrasto. No caso do cilindro elástico, o movimento do cilindro
é em forma de “8” que também é evidenciado pela componente alternada
da força de arrasto (ver Fig. 4.41). Cabe ressaltar que, em escoamentos sem
desprendimento de vórtices, a curva de frequência possui inclinações próximas
de −5/3, conforme pode ser visto na Sec. 4.1

A inclinação desta curva, juntamente com o conhecimento das frequências
dos primeiros modos de vibração das linhas de controle, pode auxiliar nos
projetos de testes de vibração em bancadas, os quais são usados na qualificação
de equipamentos de fundo de poço. Assim, ao invés de usarmos um PSD
arbitrário, poder-se-ía utilizar uma PSD constante até um pouco além da
frequência do primeiro modo e usar uma inclinação de −5/3(= −1, 67) até
−2, 8, dependendo da confirmação se ocorre ou não desprendimento de vórtices
de Kármán.
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4.37(a): Cilindro rígido em x/D = 1 4.37(b): Cilindro elástico em x/D = 1

4.37(c): Cilindro rígido em x/D = 2 4.37(d): Cilindro elástico em x/D = 2

4.37(e): Cilindro rígido em x/D = 3 4.37(f): Cilindro elástico em x/D = 3

4.37(g): Cilindro rígido em x/D = 4 4.37(h): Cilindro elástico em x/D = 4

4.37(i): Cilindro rígido em x/D = 5 4.37(j): Cilindro elástico em x/D = 5

Figura 4.37: PSD da energia cinética turbulenta na esteira de vórtices
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Tabela 4.5: Inclinação da curva do espectro de potência das forças agindo sobre
o cilindro rígido e elástico

CFD FSI
Arrasto -2,828 -3,094
Sustentação -2,824 -2,835

4.38(a): PSD arrasto cilindro rígido 4.38(b): PSD arrasto cilindro elástico

4.38(c): PSD sustentação cilindro rígido 4.38(d): PSD sustentação cilindro elástico

Figura 4.38: PSD forças agindo nos cilindro rígido e elástico

4.2.4
Estimativa do Fator de Amortecimento

Para a realização de simulações desacopladas, é necessário conhecer o
fator de amortecimento crítico (ζ), o qual é necessário como dado de entrada
para a realização simulação FEM, assim como o conhecimento do carregamento
na estrutura. Tradicionalmente, o fator de amortecimento crítico é definido em
função da experiência do calculista.

Como já mencionado, a proposta desde trabalho é usar o carregamento
obtido para um escoamento próximo ao real, da aplicação de interesse, utili-
zando simulação CFD e estimar o fator de amortecimento a partir de dados
de simulação FSI de geometria próxima à desejada. A vantagem da presente
abordagem é que o carregamento seria definido mais próximo do real, e a es-
timativa do fator de amortecimento crítico em questão levaria em conta os
parâmetros do acoplamento FSI (FEM+CFD) para estimar este fator.
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Esta seção então se propõe a expor uma metodologia consistente para
estimar este parâmetro. O carregamento nas linhas de controle foi obtido com
a análise apresentada na seção 4.1. Nesta seção, o fator de amortecimento é
obtido a partir das análises apresentadas na seção 4.2.

Metodologias similares já foram utilizadas na literatura. Por exemplo,
Liaghat et al. (2014) usou o procedimento de excitar uma pá de uma turbina
hidroelétrica e medir o fator de amortecimento em função do decaimento
da amplitude da vibração (A(t) = Ae−ζωnt, com ωn = 2πf1, onde A é a
amplitude inicial do ponto de maior flecha, f1 é a frequência do primeiro
modo e t é o tempo). Os resultados numéricos foram comparados com dados
experimentais (Seeley et al., 2012) com uma concordância razoável. Neste
trabalho, é demonstrado que o fator de amortecimento depende da velocidade
do fluido, ou seja, este também é dependente do escoamento de forma linear.
Quanto maiores as velocidades, maiores os amortecimentos, mas para isso o
fenômeno de Lock-in não pode estar presente. Outros autores também usaram
abordagens parecidas (Liu et al., 2015; Syuhri et al., 2020). Syuhri et al. (2020)
determinaram o fator de amortecimento somente considerando dados da ponta
da viga submersa, e sua a análise ficou limitada aos modos vibracionais que
consideram algum decaimento da ponta da viga.

Uma metodologia ainda mais interessante, para o presente trabalho,
é a que Seeley et al. (2012) utilizaram. Para um dado carregamento, os
autores realizaram uma regressão não linear para ajustar a curva teórica do
deslocamento aos dados experimentais do deslocamento do ponto central da
estrutura elástica. Assim, foi possível simplificar o modelo de vibração, para
realizar o ajuste da curva com valores do fator de amortecimento. Uma equação
de vibração, com o seguinte formato, foi escrita:

ÿ + 2ζ ωfsi ẏ + ω2
fsiy = φTF (4-7)

onde y é o deslocamento , ζ é o fator de amortecimento, ωfsi é a frequência
de vibração no problema FSI, φT é o primeiro modo de vibração e F é a
força excitante. Usamos algo similar à esta abordagem e apenas precisamos
fazer algumas adaptações de forma a ajustar à metodologia proposta neste
trabalho.

Na presente metodologia, usa-se a mesma definição da função resposta
em frequência (H(ω)) usada por (Liu et al., 2015):

H(ω) = Y/F (4-8)
onde Y é a amplitude do deslocamento e F é a amplitude da força. Da mesma
forma que Liaghat et al. (2014) e conforme observado nas seções anteriores,
usa-se apenas o primeiro modo de vibração da linha para análise uma vez que
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este é o modo mais energético. Assim, faz-se necessário caracterizar apenas o
ponto de maior flecha para determinar a resposta do sistema inteiro, tendo em
vista que a forma do modo se mantém. O carregamento atuante na estrutura foi
obtido por meio da integração das forças atuantes no cilindro em cada instante
de tempo e calculada a magnitude da amplitude por meio da transformada de
Hilbert (Fig. 4.39). Esta força é considerada uniformemente distribuída ao
longo do cilindro conforme mostrado na Fig. 4.40. Esta hipótese é verdadeira
para cilindro rígido e tem pequenas variações para o cilindro elástico em função
do movimento da parte central do cilindro.

Figura 4.39: Amplitude de forças de sustentação (Lift).

Carregamento (Lift)

Flecha máxima

modo 1

b

Figura 4.40: Carregamento imposto pelo fluido (sustentação).

Foi considerado que o carregamento imposto pelo escoamento era apenas
advindo da sustentação. Isso porque as forças alternadas são majoritariamente
advindas das forças da sustentação. De forma a exemplificar, o deslocamento
máximo é monitorado no centro do cilindro. A Figura 4.41 mostra uma
curva paramétrica de deslocamentos xy (nas direções de arrasto e sustentação,
respectivamente). Nesta figura, é mostrado que o carregamento é dinâmico e o
movimento central forma uma figura semelhante ao número “8”. A frequência
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das vibrações em x é o dobro da frequência de vibração em y, mas as amplitudes
são muito pequenas. Neste caso, amplitude do deslocamento na direção de x
é da ordem de 2, 5 × 10−5 e a amplitude do deslocamento em y dá ordem de
2, 5 × 10−3. Como a ordem de grandeza do movimento na direção x é muito
menor do que o movimento na direção y, o movimento na direção x pode ser
negligenciado.

Figura 4.41: Curva paramétrica de deslocamentos xy nas direções de arrasto e
sustentação, respectivamente.

A envoltória temporal do sinal do deslocamento pode ser obtida por meio
da transformada de Hilbert (Fig. 4.42). De posse da amplitude do deslocamento
e da amplitude da força pode-se então obter a amplitude da relação entre estas
(Fig. 4.43). A média desta relação pode ser obtida, descartando os extremos,
devido à deformação da transformada nos limites. No presente caso, obtivemos
um valor de H(ω = 202, 45Hz) = Y/Lift = 0, 0024 (função resposta em
frequência, conforme definido na Eq. 4-8).
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Figura 4.42: Amplitude do deslocamento

As frequências de excitação calculadas por CFD (sem interação fluido
estrutura), mostrados na Fig. A.10, mostram frequências de excitação na
ordem de 50Hz. Já as frequências observadas no caso FSI são da ordem
da frequência do primeiro modo de vibração (202, 45Hz) (Tab. 4.6). As
frequências dos primeiros modos são mostradas na Tab. 4.6. Esta frequência é
muito próxima a um múltiplo da frequência de excitação, o que indica que o
fenômeno de lock-in está presente (Blevins, 1990).

H̄
(ω

f
s
i)

t(s)

Figura 4.43: média de H(ωfsi)
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Figura 4.44: Efeito do fator de amortecimento na relação Y/Lift

Tabela 4.6: Frequência dos primeiros modos - formulação FEM e Analítica
Modos Calculix Analítico Erro relativo[%]

1 202,35 206,06 -1,80
2 534,76 568,00 -5,85
3 996,18 1113,52 -10,54
4 1560,99 1840,70 -15,20
5 2196,64 2749,70 -20,11

De posse de todas estas informações, um carregamento unitário (F = 1N)
no formato da Fig. 4.40 foi imposto à linha e uma análise harmônica é realizada,
obtendo os valores da amplitude da vibração. A Figura 4.44 mostra a influência
do fator de amortecimento na função resposta em frequência, em uma análise
harmônica. Foi então usado um processo de otimização (método do passo
constante e método da bisseção), usando a seguinte função objetivo:

f(HFEA(ωfsi, ζ)) = [HFEA(ωfsi, ζ)−HFSI(ωfsi)]2. (4-9)
O resultado deste processo, mostrado na Fig. 4.45, nos levou a um valor

de ζ = 0, 0041 (HFEA(ωFSI) = Y/Lift = HFSI(ωFSI)) para a frequência do
primeiro modo de vibração.

O valor obtido é da mesma ordem de grandeza dos dados mostrados por
Vandiver et al. (2018) para experimentos realizados pela Shell (ζ = 0, 005,
para tubos longos, com frequências mais baixas (O(10Hz)) e com maior efeito
de massa adicionada). Seeley et al. (2012) obteve ζ = 0, 002, para uma pá de
turbina hidráulica (freq 70Hz) imersa em água sem escoamento forçado. De

DBD
PUC-Rio - Certificação Digital Nº 1712579/CA



Capítulo 4. Resultados 103

Figura 4.45: Resultado do processo de otimização com ζ variável.

acordo com Alford e Housner (1953), Stevenson (1980), os valores usados na
indústria nuclear (0, 5%) também corroboram com o valor encontrado.

A partir dos resultados obtidos, é possível afirmar que a metodologia
proposta é capaz de realizar uma estimativa excelente para este parâmetro
importantíssimo na análise vibracional, suportado por dados da simulação FSI
realizada e estimativas da literatura.

Resumindo a metodologia proposta, para o cálculo do fator de amorteci-
mento via FSI é:

1. Analisar a PSD das forças atuantes no cilindro via simulação FSI para
extrair a frequência mais energética ωFSI ;

2. Extrair as amplitudes dos deslocamentos e das forças, por meio da
transformada de Hilbert, e obter uma relação entre elas HFSI(ωFSI) =
Y/Lift (escalar), usando os parâmetros de interesse na simulação FSI
ainda no regime transiente;

3. Realizar simulações FEA, variando o fator de amortecimento crítico ζ até
encontrar um valor que gere a mesma relação HFEA(ωFSI , ζ) = Y/Lift.
Para isso pode-se utilizar ummétodo de otimização com a função objetivo
apresentada na Eq. (4-9).

4.2.4.1
Análise do fator de amortecimento crítico para a geometria do poço

Para a utilização do fator de amortecimento crítico obtido para a geome-
tria do poço, ainda é preciso fazer a seguinte observação: as forças utilizadas
estão concentradas em torno de z = 0, 15 para a geometria estudada na Sec.
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4.1. Em muitos casos, para resolver um modelo dinâmico de elementos finitos,
faz-se necessário converter o fator de amortecimento crítico (bastante comum
na análise harmônica) para um amortecimento de Rayleigh. Faz-se necessário
escolher os dois modos de vibração mais importantes para resolver o seguinte
sistema de equações (Florin e Sunai, 2010) para determinação dos parâmetros
deste tipo de amortecimento, ou seja:

α + βω2
i = 2ωiζi (4-10)

onde α e β são os fatores de amortecimento de Rayleigh e ωi é a frequência
do modo i. Assim, analisando as posições das flechas máximas dos primeiros
quatro modos de vibração (Tab. 4.7), aqueles que estão mais próximos da exci-
tação com maior energia seriam os modos 2 e 3. Estes valores são importantes
dados de entrada para uma posterior análise estrutural dinâmica.

Tabela 4.7: Posição das flechas máximas por modo de vibração
Modo %L z[m]

1 0,5 0,4
2 0,25 0,2
3 0,1665 0,1332
4 0,125 0,1
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5
Conclusões

O presente trabalho abordou o problema da vibração induzida por
escoamento em linhas de controle de completação inteligente. Os objetivos de
caracterizar as forças e o fator de amortecimento foram plenamente alcançados.
Analisamos os carregamentos nas linhas de controle causados pelo escoamento
em um anular com incidência de jato na parede externa do anular para três
números de Reynolds distintos:Re = 10.000, 15.000 e 20.000 (Re baseado no
diâmetro e velocidades do jato). Nestas simulações CFD (método dos volumes
finitos), a turbulência foi modelada usando o metodologia κ−ωSST DDES. Foi
possível observar que, quando uma frequência de desprendimento de vórtices
de von Kármán não está presente, a inclinação da PSD tem valores muito
próximos aos da inclinação da PSD teórica para a turbulência. Uma outra
observação realizada foi que as amplitudes dos principais componentes das
forças de arraste e sustentação aumentam com o quadrado do número de
U [m/s], o que já era esperado. Porém, ao analisarmos as frequências dos modos
mais energéticos para as forças de sustentação, observou-se que estas têm uma
correlação exponencial da velocidade.

Observou-se ainda que os esforços estão bastante concentrados na região
dos jatos e que, dependendo do comprimento da linha e do posicionamento
destes jatos, diferentes modos de vibração podem ser excitados. Foi, também,
indicada uma forma consistente para o cálculo das constantes de amorteci-
mento de Rayleigh, usadas em simulações dinâmicas estruturais, em função
do fator de amortecimento crítico e os modos de vibração mais afetados pelo
carregamento do escoamento. A estimativa do fator de amortecimento crítico
é então realizada pela metodologia proposta neste trabalho.

Além de determinar as forças agindo sobre a linha de controle, estimar
o amortecimento viscoso também é de suma importância para determinar
o carregamento agindo sobre a linha de controle. Desta forma, propôs-se
uma metodologia para estimar o fator de amortecimento crítico ζ, através
de um processo de otimização. Propôs-se uma função objetivo dependente do
fator de amortecimento crítico e da função de resposta em frequência obtida,
tanto via simulação FSI dinâmica quanto por análise harmônica (FEM), as
quais são muito menos custosas. A função resposta em frequência obtida na
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simulação FSI foi calculada a partir da resposta dinâmica da vibração de
um cilindro elástico, sujeito a um escoamento cruzado turbulento (modelado
pela metodologia κ− ωSST DDES). Esta metodologia forneceu uma previsão
excelente para o fator de amortecimento crítico (Sec. 4.2.4) ζ = 0.41%. Valores
para tubos excitados pela base sem escoamento transversal são em torno de
0.5%. Também foi proposta uma forma consistente para estimar as constantes
de Rayleigh (sec 4.1.3), que tem uso direto nas simulações estruturais.

A análise realizada do escoamento cruzado sobre um cilindro elástico com
bases rígidas, corresponde a um caso de vibração induzida por escoamento, de-
finida na literatura (Naudascher, 1987; Naudascher e Rockwell, 1994) como um
caso super-harmônico (fmodo 1/fvk ≈ 4). Nesta condição, verificou-se que a vi-
bração da linha ocorre na frequência do primeiro modo de vibração do cilindro
elástico, com desprendimento de pequenos vórtices nesta mesma frequência.
Estes pequenos vórtices coalescem em um vórtice maior e, este é então des-
prendido na frequência dos vórtices de von Kármán. Observou-se que neste
caso, o desprendimento de vórtices se dá de forma antissimétrica, semelhante
ao desprendimento de vórtices do escoamento cruzado sobre cilindro rígido com
bases rígidas. É interessante ressaltar que de acordo com dados experimentais
levantados para um cilindro rígido montado em bases elásticas, para um caso
super-harmônico, o desprendimento de vórtices se dá de forma simétrica.

Uma comparação da esteira de vórtices correspondente ao escoamento
cruzando sobre um cilindro rígido e elástico foi realizada. Observou-se que, a
uma certa distância dos cilindros (x/D ≥ 3), há uma menor energia cinética no
escoamento para o caso do cilindro elástico do que do caso do rígido, indicando
uma transferência da energia cinética do escoamento para energia vibracional
do cilindro elástico durante o transiente. Também foi possível observar uma
maior proporção da energia cinética turbulenta em relação à energia cinética
total.

A partir de uma análise das densidades de energia espectral (Power
spectral density-PSD) para a energia cinética turbulenta para os dois tipos
de cilindros, verificou-se que para o cilindro rígido, a inclinação da curva de
potência é bastante próxima à inclinação teórica de (−5/3). Porém, quando
o cilindro elástico é deixado vibrar sob a influência do escoamento, esta
inclinação aumenta encontrando-se na faixa de 1, 8 a 2. Já as forças de arrasto
e sustentação, apresentam curvas de PSD ainda mais inclinadas (por volta
de 2, 8). Ainda com relação ao desprendimento de vórtice de von Kármám de
baixa frequência, observou-se um pico na PSD de ≈ 50, para o cilindro rígido e
≈ 202 para o cilindro elástico. O aumento da frequência de desprendimento de
vórtices, devido à elasticidade do cilindro, eleva a inclinação da PSD de forma
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suave.
A metodologia proposta proporciona tanto as forças atuantes nas linhas

de controle de forma distribuída quanto o fator de amortecimento, fornecendo
todos os subsídios para uma simulação estrutural dinâmica posterior.

Trabalhos futuros podem considerar a abordagem de cálculo de fadiga
diretamente no domínio da frequência (Quigley et al., 2016). Isto se deve ao fato
da abordagem aqui proposta resultar em dados de entrada, que seriam muito
melhor aproveitados, trabalhando-se diretamente no domínio da frequência.

Uma ampliação da faixa de Reynolds também poderia trazer mais
confiança, e melhorar a acurácia das correlações propostas neste trabalho.

Do ponto de vista experimental, confirmar as predições deste trabalho
resultariam em maior confiança na metodologia proposta que, inclusive, pode-
riam ser usadas para calibrar as simulações numéricas.
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A
Análises Auxiliares

Neste apêndice, alguns cálculos auxiliares são apresentados. Analisou-se
um problema teste para auxiliar na seleção dos software para o acoplamento
FSI. Analisou-se o escoamento transversal a um cilindro rígido para auxiliar na
definição do modelo de turbulência e malha. Apresenta-se ainda um teste de
malha para o domínio sólido em função da frequência de vibração de cilindro.

A.1
Barbatana em cilindro elástico

Para auxiliar na seleção dos softwares a serem utilizados para a simulação
FSI, realizou-se uma etapa preliminar referente ao escoamento laminar em um
canal com uma barbatana elástica colada na parte posterior de um cilindro
rígido, dentro de um canal com paredes separadas deH (Fig. A.1(a)). Este caso
foi proposto como um Benchmark, para analisar a interação fluido estrutura
(FSI) entre um objeto elástico e um escoamento laminar incompressível por
Turek e Hron (2006). Escoamento é imposto no lado esquerdo com um perfil
parabólico e variável no tempo, conforme a seguir:

V f (t, 0, y) =


V f (0,y)

2

[
1− cos

(
π

2 t

)]
se t ≤ 2s

V f (0, y) t > 2s
(A-1)

V f (0, y) = 1, 5 Ū 4
0, 1681 y (0, 41− y) (A-2)

onde Ū é a velocidade média do escoamento na entrada.
As variáveis monitoradas são as forças nas superfícies S1 ∪ S2 (ver Fig.

A.1(b)) e o deslocamento do ponto A (Fig. A.1(c)).
Foi utilizado o acoplamento particionado com análises separadas (ver

sec. 3.3.4) entre os diversos softwares utilizados (OpenFOAMr -preCICE©-
CalculiX©). Uma premissa deste trabalho foi de usar apenas ferramentas livres
(opensource e freeware).

A análise levou a utilização final de três softwares distintos (em função
da estabilidade da solução), OpenFOAMr , CalculiX© e preCICE©, e à
modificação de um adaptador (preCICE©), de forma a possibilitar o reinício das
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simulações, habilitando o uso dos softwares para simulações mais demoradas,
como a simulação mostrada na secção 4.2.

A.1(a): Domínio computacional.

A.1(b): Superfície de interesse.

A.1(c): pontos de interesse.

Figura A.1: Problema FSI de Turek e Hron (2006). Fonte: Turek e Hron (2006).

A Tab. A.1 apresenta as propriedades utilizadas no teste. Sendo um
teste preliminar, para avaliar e selecionar as metodologias e software para
o acoplamento fluido estrutura, uma malha grosseira foi utilizada. A Figura
A.2 ilustra a evolução temporal das quatro variáveis selecionadas, e os valores
médios e alternados são apresentados na Tab. A.2.

Analisando os resultados obtidos na Fig. A.2, observa-se que uma solu-
ção periodicamente estável foi obtida. Os resultados médios e alternados de
arraste, sustentação e deslocamento no ponto A (Tab. A.2) apresentam uma
concordância razoável com a referência, considerando que uma malha grosseira
foi utilizada. Um teste de malha não foi realizado, pois o objetivo deste teste foi
simplesmente selecionar as ferramentas a serem utilizadas no caso de interesse.
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Tabela A.1: Propriedades do caso teste (Turek e Hron, 2006)

Parâmetros
ρs[103 kg/m3] 1,0
νs 0,4
µs[106 kg/ms2] 2,0
E[106 kg/ms2] 5,6
ρ[103 kg/m3] 1,0
ν[10−3 m2/s] 1,0
U [m/s] 2,0

A.2(a): Deslocamento do ponto A na direção
y

A.2(b): Deslocamento do ponto A na direção
x

A.2(c): Força de arrasto (Drag) A.2(d): Força de sustentação (Lift)

Figura A.2: Resultados obtidos utilizando o OpenFOAMr , CalculiX©e
preCICE©

Este teste serviu também para o desenvolvimento de uma metodologia
de reinício das simulações devido à duração elevada das simulações FSI.
Analisando o trabalho de Yau (2016) foi possível modificar o código fonte do
adaptador do OpenFOAMr para habilitar esta função de troca de informações
durante o reinício das simulações. Modificações no arquivo de configuração
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XML do preCICE©, para realizar esta troca, também se fizeram necessárias.
Os trechos de código abaixo mostram tais modificações.

Adapter.C
void␣preciceAdapter::Adapter::initializeData(){}

Adapter.H:
void␣initializeData();

XML:
<mapping:petrbf-thin-plate-splines␣direction="write"
from="Fluid-Mesh-Faces"␣to="Calculix_Mesh"
constraint="conservative"␣z-dead="true"
timing="initial"/>

<exchange␣data="Displacements0"␣mesh="Calculix_Mesh"
from="Calculix"␣to="Fluid"␣initialize="yes"/>

Tabela A.2: Comparação com dados de Turek e Hron (Turek e Hron, 2006)
Quantidade Turek e Hron [N] Simulado [N ou mm]
Arrasto 457, 3± 22, 66 491, 65± 46, 05

Sustentação 2, 22± 149, 78 1, 96± 138, 24
Ponto A ∆x −2, 69± 2, 53 −2, 47± 2, 72
Ponto A ∆y 1, 48± 34, 38 2, 30± 42, 80

A.2
Escoamento cruzado sobre cilindro rígido

Para a seleção do modelo de turbulência a ser utilizado para o caso
de escoamento cruzado sobre um cilindro, selecionou-se o caso particular de
um cilindro rígido. Esta configuração também foi utilizada para auxiliar na
definição da malha adequada para o fluido. O modelo de turbulência e malha
selecionados para este caso, foram então utilizados para o caso do escoamento
cruzado sobre um cilindro elástico.

A condição de contorno do escoamento na entrada é de velocidade
uniforme, Uin, na saída a pressão é imposta, juntamente com difusão nula para
todas as outras grandezas. Gradiente nulo é imposto nas fronteiras superior
e inferior, para representar domínio infinito. O domínio computacional é
ilustrado na Fig. 4.20. Nos planos denominados de “frente” e “trás”, empregou-
se condição cíclica, para representar repetição das estruturas do domínio para

DBD
PUC-Rio - Certificação Digital Nº 1712579/CA



Apêndice A. Análises Auxiliares 120

um cilindro infinito. A condição de contorno para o domínio sólido é de
velocidade nula para todos os pontos.

Iniciou-se a investigação pelos modelos de médias de Reynolds 2D, κ−ω
SST, para um Re = 3900, conforme trabalho de Pereira et al. (2017).

No OpenFOAMr , o domínio computacional é sempre 3D, conforme
ilustrado na Fig. 4.20. Nas fronteiras de “frente” e “trás” empregou-se a
condição de contorno cíclica, e somente 1 elemento foi utilizado nesta direção,
para o caso 2D. A Fig. A.3 ilustra a malha, que foi dividida em blocos, usando
a ferramenta BlockMesh.

Figura A.3: Malha utilizada para solução dos casos turbulentos 2D

Os resultados de coeficientes de arraste e sustentação CD e CL são
comparados com os resultados numéricos e experimentais de Pereira et al.
(2017) na Tab. A.3. Os coeficientes são obtidos ao normalizar as forças, pela
área do cilindro perpendicular ao escoamento (DL, onde D é o diâmetro e L o
comprimento do cilindro) e pressão dinâmica (0, 5ρfU2

in). Duas granulometrias
de malha foram investigadas (35k e 52 k elementos). Analisando dos resultados
apresentados na Tab. A.3 observa-se que com o refino da malha a solução se
aproxima dos dados numéricos 2D da referência (Pereira et al., 2017), mas se
afastam dos dados experimentais.
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Tabela A.3: Comparação entre dados numéricos com modelo 2D κ− ω SST e
experimentais de Pereira et al. (2017). Re = 3900.

CD CL St

Presente
malha 35k 1,529 0,929 0,250
malha 56k 1,650 1,036 0,256

Pereira et al. (2017)
2D 1,637 1,191 0,241
experimental 1,000 0,100 0,208

Como conclusão da presente análise referente à aproximação 2D, conclui-
se que a mesma não é adequada para determinar os coeficientes de arrasto e
sustentação (Drag e Lift), apesar de conseguir uma previsão aceitável para o
Strouhal.

A.2.1
Modelagem 3D

Uma vez que os resultados obtidos com a análise 2D foram insatisfa-
tórios, optou-se por realizar simulações 3D com a metodologia de turbulência
DDES com κ−ωSST (Strelets, 2001). Primeiramente para o mesmo Reynolds,
Re = 3900, com L/D = 1, 5 (comprimento do cilindro/diâmetro), utilizando
uma malha de 2,7 milhões de pontos gerada com o blockMesh. A Fig. A.4
mostra uma iso-superfície do critério Q (Eq. 4-2) colorido com a magnitude
da velocidade, onde pode-se observar a presença de diversas estruturas turbu-
lentas na esteira do cilindro, ilustrando o desprendimento de vórtices. A Tab.
A.4 apresenta uma comparação entre os dados experimentais de Pereira et al.
(2017) e os presentes resultados obtidos com a simulação DDES. Pode-se ob-
servar excelente concordância para todos os parâmetros analisados (Strouhal,
e coeficientes de arraste CD e sustentação CL). De posse destes resultados sa-
tisfatórios obtidos, decidiu-se prosseguir com o modelo DDES para modelagem
da turbulência.
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Figura A.4: Iso-superfície do critério Q, obtida com modelo DDES. Re = 3900.

Tabela A.4: Comparação entre os resultados do modelo DDES 3D com dados
experimentais de Pereira para Re = 3900.

St CD CL

EXP 0.208 1,000 0,100
Presente DDES 0.230 0,994 0,106

Visando analisar uma situação com um número de Reynolds mais realista,
aumentou-se seu valor para Re = 10.000. Diversos testes de malha foram
realizados, introduzindo refino de malha na região da parede, como ilustrado
na Fig. A.5, visando a obtenção de uma malha com a distância do primeiro
ponto nodal em unidade de parede y+ < 1.

Figura A.5: Detalhe na malha na regiao de parede

Os parâmetros CD, CL e St foram coletados em diversos trabalhos na
literatura (Norberg, 2003; Gopalkrishnan, 1993; Wornom et al., 2011; Nguyen
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e Nguyen, 2016; Dong et al., 2006; Khan et al., 2017) e são apresentados na Tab.
A.5. É possível observar que os valores de CD e St apresentam pouca variação
em relação aos dados experimentais. Porém, o coeficiente de sustentação CL
apresenta uma grande variabilidade, e sensibilidade à modelagem empregada.

Tabela A.5: Dados da literatura
CD, médio CL rms St

Norberg (2003), Exp - 0,25–0,46 0,202
Gopalkrishnan (1993),Exp 1,19 −− 0,193
Wornom et al. (2011), Exp 1,22 0,476 0,2
Nguyen e Nguyen (2016), LES 1,133 0,262 0,2005
Dong et al. (2006), DES, DNS 1,143 0,448 0,203
Khan et al. (2017), 2D κ− ω SST 1,15 0,701 0,201
Khan et al. (2017), 3D κ− ω SST 1,21 0,646 0,203

Três malhas foram testadas com a finalidade de selecionar a malha a ser
utilizada. Uma vez que o DDES sofre do mesmo problema que a metodologia
LES de dependência dos resultados em relação a granulometria da malha,
utilizou-se os dados das referências para auxiliar na definição da malha. A Tab.
A.6 mostra os valores de CD, CL e St para as três malhas testadas (#1,#2,#3).
Inicialmente criou-se a malha #1, com 0,8 M pontos, com refino na região da
parede. A seguir, introduziu-se um refino de 50% em todos os pontos da malha,
para gerar a segunda malha (#2, com 1,2 M pontos). Finalmente, a malha #3
concentrou todo o refinamento adicional na região próximo à parede. Com
este refinamento adicional, obteve-se a distância y+ do primeiro ponto nodal
ao longo da periferia do cilindro dentro da faixa desejada (y+ < 1), conforme
ilustrado na Fig. A.6, para um instante de tempo.

Tabela A.6: Teste da malha
Malha N◦ Pontos CD CL St

#1 0,8M 1,44 0,95 0,27
#2 1,2M 1,40 0,82 0,23
#3 1,3M 1,17 0,29 0,20

A Tab. A.6 apresenta os parâmetros CD, CL e St obtidos com as três
malhas. Os valores apresentados mostram que os coeficientes de arrasto e
sustentação estão condizentes com a literatura e que o número de Strouhal
estimado está bastante próximo aos resultados experimentais (Tab. A.5). Para
o coeficiente de arrasto há uma melhoria em relação aos resultados de LES
e DES e uma melhor aproximação com os dados experimentais da literatura.
Para a sustentação, o valor do coeficiente ficou dentro da faixa dos dados
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de Norberg (2003) mostrados na Tab. A.5, corroborando com a validação das
simulações realizadas. Dessa forma, selecionou-se a malha #3 para ser utilizada
nas análises subsequentes deste trabalho.

Figura A.6: y+ para um instante de tempo para a malha #3.

A Figura A.7 mostra que o modelo com discretização mais fina na
região da parede teve excelente concordância com os resultados numéricos e
experimentais da literatura para o coeficiente de pressão.

Apresentam-se na Fig. A.8 os coeficientes de pressão calculados em
diversas coordenadas ao longo do cilindro, onde pode ser observado que estes
independem da secção de corte, i.e., não existem efeitos de borda influenciando
a solução.

A obtenção destes resultados foi feita a partir do processamento de dados,
tais quais os mostrados na Fig. A.9. A FFT para a sustentação é mostrada na
Fig. A.10 mostrando o sinal original e filtrado para a frequência mais relevante
usado para calcular o número de Strouhal.
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Presente

Figura A.7: Comparação do coeficiente de pressão com a literatura (malha
#3).

Figura A.8: Análise dos efeitos de borda via coeficiente de pressão
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t∗ = tU
D

Figura A.9: Coeficientes de arrasto e sustentação.

Figura A.10: FFT do o coeficiente instantâneo de sustentação.
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A.3
Frequência de vibração de cilindro

Nessa seção, realizou-se um teste de malha em função das frequências
dos modos de vibração do cilindro em função. Os modos de vibração analíticos
são mostrados na Fig. A.11. Três malhas diferentes foram investigadas e os
resultados são apresentados na Fig. A.12.

Observa-se na Fig. A.12. uma leve mudança das frequências com o
refinamento (especialmente para os modos de vibração de maior frequência).
Porém, não há variação significativa para os primeiros modos (que são mais
excitados pelo desprendimento de vórtices). Assim, escolheu-se uma malha
com aproximadamente 90 mil pontos para solução do modelo estrutural
(malha intermediária mostrada na Fig. A.12). Em todos os casos utilizaram-se
malhas tetraédricas do tipo C3D4 compatíveis com o acoplamento particionado
utilizado pelo preCICE©.

Figura A.11: Modos de vibração analíticos

DBD
PUC-Rio - Certificação Digital Nº 1712579/CA



Apêndice A. Análises Auxiliares 128

Figura A.12: Número de elementos de malha vs frequência dos modos de
vibração calculados no CalculiX©
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