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Capítulo 1

Introdução

Neste capítulo são apresentadas as motivações que levaram ao estudo da inte-

ração �uido-estrutura de uma viga cantiléver na presença de esteiras de vórtices

provenientes de distintos corpos �xos à montante, destacando os objetivos deste

trabalho e a sua organização.

1.1 Motivação

Na Indústria 4.0, ou Quarta Revolução Industrial, objetiva-se o controle em toda

a cadeia de produção a �m de deslocar de um sistema de produção em massa para

um sistema de manufatura inteligente [1], com base na Internet das Coisas (IoT),

manufatura inteligente e baseada na nuvem, sendo necessária, portanto, a completa

integração e digitalização do processo produtivo [1]. Para a contínua avaliação de

todas as etapas e sistemas das cadeias de produção e distribuição de maneira inde-

pendente, será imprescindível a utilização massiva de sensores para monitoramento

do processo produtivo através de uma rede de sensores interconectados [1, 2].

O uso de sensores permite o monitoramento e armazenamento de dados do am-

biente ou de determinado sistema. As aplicações de sensores são inúmeras, sendo

capazes de avaliar pressão, temperatura, força, luminosidade, presença de determi-

nada substância, rastreamento de objetos, detecção de fogo, vazão de determinado

produto, entre outros [2], além de implantes médicos como marcapassos e implantes

cocleares [3]. Algumas aplicações envolvem o uso desses sistemas em controle de

ambientes em casas e edifícios, monitoramento da integridade de estruturas e de

ecossistemas, e automação no setor agrícola [4, 5], conforme indicado na Figura 1.1.
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Figura 1.1: Exemplos de possíveis aplicações de redes de sensores com sistemas de
colheita de energia a partir da interação �uido-estrutura [5].

Além dos sensores dedicados a medir e avaliar distintos parâmetros, com a Inter-

net das Coisas surge a necessidade de criar redes interconectadas para a transmissão

de sinais entre sensores, podendo-se utilizar sensores com transmissores sem �o para

essa tarefa [2, 6], permitindo ainda a redução do uso de �os para a conexão elétrica

e possibilitando a introdução desses microssistemas em ambientes remotos ou de

difícil acesso como usinas nucleares e o oceano, por exemplo. Com a redução da

potência elétrica necessária e o desenvolvimento de sistemas inteligentes que perma-

necem em modo de economia de energia, podem ser encontrados transmissores sem

�o comerciais com uma demanda energética média de 2,8 mW [6].

Com os inúmeros avanços tecnológicos das últimas décadas que permitiram a

miniaturização de equipamentos eletrônicos e sensores, e a redução do consumo

energético desses microeletrônicos [3, 6] (Tabela 1.1), além dos avanços em sistemas

de armazenamento de energia, como as baterias de íon de lítio, é possível manter

em funcionamento microssistemas por longos períodos de tempo [7, 8] devido ao

reduzido consumo energético desses sistemas.
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Tabela 1.1: Valores típicos de potência elétrica requerida por distintos equipamentos
eletrônicos [6, 8, 9].

Equipamento eletrônico Potência elétrica requerida

Relógio eletrônico ou calculadora 1 µW

Dispositivos médicos implantáveis 10 µW

Marcapasso 30 - 100 µW

Des�brilador cardíaco 30 - 100 µW

Implante coclear 100 µW - 10 mW

Trasmissor sem �o 2,8 - 12 mW

Transceptor bluetooth 45 mW

Entretanto, os avanços no desenvolvimento de baterias químicas não acompa-

nharam os grandes avanços no desenvolvimento de microeletrônicos cada vez mais

e�cientes [9], de modo que o uso de baterias ainda resulta em custos elevados de

manutenção e recarga dos sistemas, sendo ainda mais sensíveis em sistemas de difícil

acesso como em determinados implantes médicos [8], e ainda possuem um tamanho

elevado quando comparado com diversos microssistemas eletrônicos [3]. Além disso,

a utilização em massa, necessária na Indústria 4.0, será responsável por impor uma

maior pressão ambiental devido ao descarte das baterias de íon de lítio [10, 11],

podendo resultar em danos ao meio ambiente, animais e seres humanos no descarte

inadequado. Assim, foi proposta a ideia dos sistemas de colheita de energia do

ambiente, responsáveis por converter uma forma de energia disponível no ambiente

em energia elétrica a �m de suprir a demanda energética desses microssistemas por

um maior período de tempo, reduzindo os elevados custos de manutenção e even-

tuais problemas ambientais ao substituir as baterias ou prolongar a sua vida útil

[6, 10, 12].

Diversas são as fontes energéticas que podem ser utilizadas para essa conversão de

energia, como a energia presente em vibrações mecânicas, em fontes luminosas, ondas

de rádio, energia térmica e também a energia disponível nos inúmeros escoamentos

presentes na natureza (Tabela 1.2).
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Tabela 1.2: Capacidade de conversão de energia em eletricidade de acordo com a
fonte de energia e o método de conversão [9].

Fonte de energia Mecanismo de conversão Densidade energética

Vibração

Piezoeletricidade 100 mW/cm3

Eletromagnetismo 0,5 - 8 mW/cm3

Eletrostático 8 nW - 42,9 µW/cm3

Luz
Fotovoltaico (solar) 100 mW/cm2

Fotovoltaico (interior de ambientes) 100 µW/cm2

Irradiação do ambiente Radiofrequência ≤ 1 mW/cm2

Vento Turbina 200 - 800 µW/cm2

Térmica Termoeletricidade, Efeito termiônico 60 µW/cm2

Para a conversão em energia elétrica, diversos mecanismos físicos de conversão

são conhecidos, como é o caso do efeito fotovoltaico, amplamente utilizado para a

geração de eletricidade sem emissão de gases de efeito estufa, do efeito Seebeck, que

produz uma diferença de potencial devido a uma diferença de temperatura, e tam-

bém do efeito piezoelétrico, capaz de converter tensões mecânicas em eletricidade

[6, 9], por exemplo. Além disso, algumas classes de materiais permitem a conversão

de energia através de mais de um mecanismo, como é o caso de materiais piroelétri-

cos, uma classe especial de materiais piezoelétricos que também geram eletricidade

ao serem expostos a uma mudança de temperatura [13].

Devido à crescente busca pela miniaturização de sistemas de colheita de ener-

gia, além da necessidade de sistemas estáveis, sem grandes variações na energia a

ser aproveitada, muita atenção tem sido dada aos métodos de conversão de energia

mecânica, presente em vibrações mecânicas, em energia elétrica, com três distin-

tos mecanismos [9]: piezoeletricidade, eletromagnetismo e eletrostática. Apesar da

facilidade na miniaturização de sistemas eletrostáticos de colheita de energia, a de-

pendência de uma fonte externa de tensão elétrica é uma desvantagem desse sistema

[7]. Devido à elevada densidade energética dos atuais materiais piezoelétricos, de

não necessitarem fontes externas de tensão, além da simplicidade de utilização e

�exibilidade nos sistemas e geometrias utilizadas, esse mecanismo de conversão tem

recebido a maior atenção para o desenvolvimento de microssistemas de conversão de

energia mecânica em eletricidade [10, 12].
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a)

b)

Figura 1.2: Exemplos de sistemas de colheita de energia com materiais piezoelétricos
baseados na (a) interação �uido-estrutura em um escoamento e (b) na vibração de
uma estrutura cantiléver [14].

Com ênfase aos mecanismos de colheita de energia a partir de vibrações prove-

nientes da interação com escoamentos, destaca-se a necessidade do desenvolvimento

de sistemas que reduzam as perdas nas interações �uido-estrutura e no acoplamento

eletromecânico do sistema de conversão de energia (Figura 1.3). Além disso, tratam-

se de sistemas complexos que incorporam diversas áreas de pesquisa, como aquelas

relacionadas à interação �uido-estrutura, às vibrações da estrutura, ao mecanismo

de conversão de energia mecânica em elétrica e também ao circuito eletrônico, con-

forme destacadas, na Figura 1.3, algumas rotas de pesquisa.

Figura 1.3: Múltiplas físicas e rotas de pesquisa presentes em sistemas de conversão
de energia mecânica, proveniente da vibração das interações �uido-estrutura, em
energia elétrica [5].
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Outro pilar da Indústria 4.0 que tem grande relevância no desenvolvimento de

(micro)sistemas complexos é a manufatura aditiva, onde o material é depositado

em camadas até a obtenção de um objeto tridimensional próximo de sua geometria

�nal (Figura 1.4.b), oposto ao processo tradicional de manufatura subtrativa, onde

o objeto é obtido a partir da retirada de material de um bloco inicial (Figura 1.4.a).

Figura 1.4: Diferença entre os processos de (a) manufatura subtrativa e (b) manu-
fatura aditiva [15].

A manufatura aditiva permite a produção de sistemas complexos de forma indi-

vidualizada e descentralizada [1], além de permitir a redução de rejeitos do processo

produtivo, contribuindo para uma economia mais sustentável. Com a possibilidade

de produção de complexas geometrias a partir de distintos substratos, é possível

a criação de materiais com propriedades efetivas excepcionais, conhecidos como

metamateriais. Com a repetição periódica de microestruturas, os metamateriais

permitem a obtenção de propriedades físico-químicas não observáveis em materi-

ais naturais [16], como os metamateriais mecânicos (coe�ciente de Poisson negativo

[17], densidades ultra baixas [18]) e térmicos (condutividade térmica negativa [19]),

presentes nas Figuras 1.5.a-d.
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a)

b)

c)

d)

Figura 1.5: Exemplos de metamateriais com (a) coe�ciente de Poisson negativo [17],
(b) densidade ultra baixa [18] e (c,d) com condutividade térmica efetiva negativa
[19]. Em (d) estão indicados o mapa de temperaturas do sistema (à esquerda) e as
linhas de �uxo de calor com o sentido do �uxo (à direita).

Com o avanço nas tecnologias de manufatura aditiva, tem sido possível a criação

de metamateriais piezoelétricos [13, 15] para a melhoria das propriedades piezoelé-

tricas, obtenção de valores não nulos para essas propridades [20] ou ainda para a

otimização da resposta do material de acordo com as condições de entrada do sistema

[21]. Com isso, é possível a conciliação de características desejáveis, e normalmente

divergentes, de distintos materiais piezoelétricos, como a elevada �exibilidade de

materiais poliméricos, como o PVDF (Fluoreto de Polivinilideno), com a elevada

propriedade piezoelétrica de materiais cerâmicos como o PZT (Titanato-Zirconato

de Chumbo).

Entretanto, para o desenvolvimento desses materiais, é imprescindível uma me-

lhor compreensão da interação �uido-estrutura a �m de aumentar a conversão de

energia proveniente do escoamento em energia mecânica, por exemplo para a colheita

de energia. Além disso, um melhor entendimento na interação �uido-estrutura pode

permitir a utilização desse fenômeno com outros objetivos, como é o caso de micro

misturadores ou sistemas passivos mais e�cientes de transferência de calor [22�25],

de grande relevância em micro�uídica, que possuem limitações dimensionais para o
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acoplamento de métodos ativos e também que trabalham, normalmente, com esco-

amentos laminares.

1.2 Objetivos

Essa dissertação de mestrado teve como principal objetivo avaliar a interação

�uido-estrutura em sistemas com uma estrutura geradora de vórtices �xa e uma

viga cantiléver engastada na região anterior da estrutura geradora de vórtices Para

isso, foi realizada uma análise paramétrica que permitiu avaliar, na esteira de vórtices

resultante, na amplitude de deslocamento e nas forças atuantes nas estruturas �xa

e �exível:

� O efeito da seção transversal da estrutura geradora de vórtices na interação

com a estrutura �exível;

� A avaliação de distintos números de Reynolds, considerando o escoamento em

regime laminar;

� O efeito do con�namento e das condições de contorno das paredes do canal

considerado no domínio computacional.

Com essa análise paramétrica será possível identi�car os casos mais promissores

de interação �uido-estrutura para sistemas de colheita de energia, permitindo re-

duzir a quantidade de simulações a serem realizadas, em trabalhos futuros, com o

acoplamento �uido-estrutura-piezoelétrico.

1.3 Organização

Para permitir a melhor compreensão do tema abordado e das etapas de simula-

ções numéricas realizadas, a estrutura deste trabalho é descrita a seguir.

No capítulo 1 são apresentadas as motivações que incentivaram a pesquisa no

tema de interação �uido-estrutura, com destaque a possíveis aplicações do tema.

No capítulo 2 é detalhada a revisão bibliográ�ca realizada, descrevendo os dis-

tintos mecanismos de interação �uido-estrutura e os efeitos de distintos parâmetros

na resposta estrutural e esteira de vórtices resultante.

O capítulo 3 detalha a formulação matemática empregada, assim como a meto-

dologia de resolução numérica utilizada. Além disso, são descritos os distintos casos

que foram avaliados na análise paramétrica realizada.

O capítulo 4 apresenta o procedimento computacional de convergência de ma-

lha para o sistema proposto de interação �uido-estrutura. Também é apresentado
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um caso de veri�cação do código numérico da interação �uido-estrutura com um

benchmark presente na literatura.

No capítulo 5 são apresentados os resultados obtidos nas simulações numéricas

e as discussões acerca dos distintos parâmetros avaliados.

O capítulo 6 reúne, resumidamente, as principais conclusões do trabalho reali-

zado, além de sugestões para estudos futuros acerca do tema.

No apêndice A é apresentado um projeto básico de um túnel de água de baixa ve-

locidade para construção futura no laboratório LabMEMS, a �m de permitir análises

experimentais da interação �uido-estrutura em distintos sistemas.
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Capítulo 2

Revisão Bibliográ�ca

Neste capítulo serão apresentados os trabalhos da literatura que abordam o fenô-

meno de interação �uido-estrutura, avaliando distintas classi�cações e categorias de

interações. Com isso, será possível avaliar as atuais lacunas de pesquisa existentes

para permitir a melhor compreensão do fenômeno de interação e dos efeitos resul-

tantes no escoamento e nas oscilações estruturais.

2.1 Interação Fluido-Estrutura

As interações �uido-estrutura estão presentes em uma in�nitude de situações,

principalmente naquelas de relevância econômica, humana ou de pesquisa e enge-

nharia, tais como o escoamento ao redor de um avião, de uma ponte ou de dutos

de extração de petróleo, no interior de dutos e ao redor de válvulas, e até mesmo

no interior de artérias e vasos sanguíneos. A presença abundante desses fenôme-

nos na natureza e a grande complexidade dessas interações, observada nos inúmeros

trabalhos presentes na literatura, resultou em distintas tentativas de se classi�car e

agrupar os fenômenos presentes nessas interações [26, 27].

Uma metodologia de avaliação das interações a ser destacada consiste na pro-

posta por Naudascher e Rockwell [28] (Figura 2.1), a qual deixa de avaliar e agrupar

os casos de acordo com os resultados da interação para identi�car os mecanismos

básicos de excitação. Esses mecanismos de excitação podem ser, basicamente, de

três tipos: Excitação Induzida Externamente (EIE), Excitação Induzida por Insta-

bilidades (IIE) e Excitação Induzida pelo Movimento da Estrutura (MIE).
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Figura 2.1: Classi�cação dos distintos mecanismos de excitação nas interações �uido-
estrutura proposta por Naudascher e Rockwell [28].

As excitações induzidas externamente (EIE) são aquelas causadas por �utuações

periódicas ou aleatórias na velocidade e/ou pressão do escoamento, e são indepen-

dentes de instabilidades presentes no escoamento ou de movimentos da estrutura

em análise. Como exemplos, destacam-se o bu�eting (oscilações devido à turbulên-

cia do escoamento), a presença de ondas de choque em contato com estruturas ou

ainda a presença de vórtices que se desprenderam de uma estrutura à montante, as

vibrações induzidas por esteiras de vórtices (WIV) [26].

Já as excitações induzidas por instabilidades (IIE) são aquelas originadas devido

à existência de instabilidades no escoamento devido à presença da estrutura, resul-

tando em um regime instável (periódico ou não) que produz forças oscilatórias na

estrutura, como é o caso dos vórtices que se desprendem de uma estrutura imersa

em um escoamento. Essas excitações podem ser independentes da oscilação da es-

trutura, como em corpos rígidos e �xos (�uid-dynamic na Figura 2.1) ou, ainda,

dependentes das oscilações da estrutura, de modo que podem ser ampli�cadas em

uma região de sincronização (lock-in) entre a frequência de vibração da estrutura

e frequência de variação da força de excitação, como nas vibrações induzidas por

vórtices (VIV) [26], fenômeno auto-excitado e auto-limitado.

Por último, as oscilações estruturais geradas pelas excitações induzidas por movi-

mentos da estrutura (MIE) são causadas por oscilações nas forças do �uido na estru-

tura resultantes dos movimentos da própria estrutura, sendo, assim, auto-excitadas.

As vibrações podem ocorrer em um único ou múltiplos modos de vibração como

o �utter (terminologia utilizada geralmente para a instabilidade, em corpos aero-

dinâmicos, dos modos de oscilação transversal e torção acoplados [27]) e galloping

(terminologia utilizada para a instabilidade que resulta em oscilações transversais

da estrutura [27]), além de poder envolver múltiplos corpos. O galloping ocorre

11



quando as camadas cisalhantes que se separam na borda de ataque da estrutura não

se reatam ao corpo antes da borda de fuga (devido à geometria do corpo), de modo

que ocorrem vibrações de baixa frequência e elevada amplitude. Já o �utter ocorre

quando a movimentação transversal da estrutura é responsável por desprender vór-

tices que favorecem a oscilação [26]. Além disso, esse mecanismo pode favorecer,

em determinadas condições, o acoplamento entre dois ou mais modos de vibração,

de forma que a vibração em um modo favorece e ampli�ca a vibração em outro

modo, e vice-versa [26]. Em ambos os casos é necessária uma velocidade mínima do

escoamento para o início do fenômeno, denominada velocidade crítica.

Um efeito fundamental nas interações �uido-estrutura é o da massa virtual (ou

massa adicional), manifestando-se apenas em situações de aceleração da massa de

�uido e sendo dependente do tipo de movimento do corpo, da proximidade com

outros corpos, superfícies livres, do tempo e da própria velocidade reduzida do es-

coamento [29, 30]. Essa massa virtual pode ser entendida, ainda, como a massa de

�uido permanentemente deslocada entre as posições inicial e �nal devido à atuação

de um corpo, podendo ser responsáveis por alterações signi�cativas na dinâmica da

oscilação devido às �utuações cíclicas impostas pelas movimentação do corpo na

massa virtual [29]. Um efeito direto na resposta dinâmica do sistema é o aumento

da frequência natural de vibração da estrutura com o aumento da velocidade do

escoamento devido à dependência inversa entre a frequência natural e o coe�ciente

de massa virtual, sendo ainda mais signi�cante no caso de reduzidas razões entre a

densidade da estrutura e a densidade do �uido, como ocorre em escoamentos com

água [30].

Já a classi�cação proposta por Blevins [27] agrupa os fenômenos de acordo com o

tipo de escoamento incidente na estrutura, sendo permanente ou transiente (Figura

2.2). No caso de escoamentos permanentes, as oscilações estruturais são separadas

naquelas causadas por instabilidades existentes na interação do escoamento com a

estrutura e nas causadas pela presença de desprendimento de vórtices. E para os

escoamentos transientes, estes são divididos de acordo com as �utuações no escoa-

mento, sendo aleatórias, senoidais (ou periódicas) ou transientes.
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Figura 2.2: Classi�cação das distintas interações �uido-estrutura proposta por Ble-
vins [27].

O desprendimento de vórtices em escoamentos ao redor de corpos é, provavel-

mente, o fenômeno mais estudado em mecânica dos �uidos [31�35], com o número

de Reynolds Re = ρfUcDc/µf (sendo ρf a densidade do �uido, µf a viscosidade di-

nâmica do �uido, Uc a velocidade característica do escoamento e Dc o comprimento

característico do corpo), caracterizando os regimes de escoamento ao redor do corpo.

Em números de Reynolds muito baixos (Re < 5) há predominância de efeitos vis-

cosos (escoamento de Stokes), sem separação entre o �uido e o corpo. A separação

entre o escoamento e a parede do corpo passa a ocorrer em 5 < Re < 40 com

o surgimento de duas regiões de recirculação de �uido atrás do corpo, mantendo-

se um per�l estacionário no tempo. A partir de um número de Reynolds crítico

(Recrit ≈ 49) o escoamento em regime permanente passa a ser instável, de forma

a surgir o fenômeno de desprendimento de vórtices do corpo com frequência de

desprendimento fSt (adimensionalizado pelo número de Strouhal St = fStDc/Uc),

presente do regime de escoamento laminar ao turbulento, resultando em oscilações

periódicas nas forças de sustentação e arrasto atuantes no corpo, de forma que cor-

pos não rígidos podem apresentar vibrações conforme a atuação dessas forças, sendo

denominadas Vibrações Induzidas por Vórtices (VIV), conforme indicado na Figura

2.3 [29, 36, 37], um fenômeno de oscilações auto-controladas.
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Figura 2.3: Esquema representativo da dinâmica das vibrações induzidas por vórti-
ces [38].

Desde o clássico trabalho de Feng [39], houveram diversos avanços no entendi-

mento dos mecanismos de ação, nos parâmetros fundamentais e na dinâmica do VIV,

reunidos em diversos trabalhos de revisão [29, 30, 37, 40]. Dentre os parâmetros que

governam esse fenômeno, destacam-se o amortecimento normalizado da estrutura

ζs, a razão de massas entre a estrutura e o �uido m∗ = ρs/ρf , a massa virtual e a

intensidade turbulenta do escoamento incidente [29]. A característica fundamental

dessas interações é a da região de sincronização entre a frequência de desprendimento

de vórtices fvs e a frequência de oscilação da estrutura fex (fvs = fex), apresentando

uma histerese na oscilação da estrutura ao aumentar ou diminuir a velocidade do

escoamento nas região �nal do VIV, evidenciando o caráter não linear da interação

�uido-estrutura [40], conforme observado nas Figuras 2.4.a-b para a amplitude de

oscilação A e frequências fex e fvs para distintos valores de m∗.

14



(a) (b)

Figura 2.4: Resultados, ao variar U∗ = U/fnDc, da (a) amplitude de oscilação
da estrutura e das (b) frequências de oscilação e de desprendimento de vórtices
(f ∗ = fex/fn) para distintas razões m∗ [41].

Neste fenômeno, ao aumentar a velocidade do escoamento a frequência de

desprendimento de vórtices se aproxima da frequência natural do corpo (U∗ =

U/fnDc = 1/St para oscilações transversais e U∗ = U/fnDc = 1/2St para as osci-

lações paralelas devido à frequência de oscilação da força de arrasto - componente

paralela da força atuante no corpo - ser o dobro da frequência da força de sustentação

- componente transversal da força [42]), o qual passa a apresentar pequenas oscila-

ções que aumentam de amplitude rapidamente com a velocidade (initial branch ou

faixa de início do VIV). Nessa região há o início da sincronização entre as frequências

de desprendimento de vórtices e de oscilação do corpo (fvs = fex). Com o aumento

da velocidade do escoamento a amplitude de oscilação aumenta rapidamente, pas-

sando para a região de altas (upper branch) ou baixas (lower branch, com amplitudes

máximas de cerca de 0,6Dc para o caso sem amortecimento) amplitudes, de acordo

com m∗. Reduzidos valores de m∗ resultam em maiores amplitudes de resposta

e uma maior faixa de ressonância no ramo de menores oscilações (lower branch),

mas o ramo de máxima excitação (upper branch) é caracterizado pelo parâmetro

combinado m∗ζs [30, 41], o qual pode ser denominado parâmetro de Skop-Gri�n

SG = 2π3St2m∗ζs [43]. Na região de baixas amplitudes há uma mudança no ângulo

de fase entre a oscilação do corpo e o coe�ciente de sustentação de 0°a 180°.
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Conforme descrito por Sarpkaya [29], os vórtices e as camadas cisalhantes do

escoamento determinam as instabilidades no escoamento com a interação entre ca-

madas cisalhantes resultando no desprendimento de vórtices, que resultam em forças

oscilatórias atuantes no corpo (tanto de sustentação como arrasto), gerando a movi-

mentação do corpo até a condição de uma frequência comum fcom entre a excitação

do escoamento (desprendimento de vórtices) e a movimentação da estrutura. Apesar

da frequente analogia entre o regime de sincronização, na frequência comum fcom, e

a frequência natural de vibração da estrutura fn, alguns trabalhos evidenciaram que

frequências de desprendimento de vórtices fvs iguais a múltiplos da frequência de os-

cilação da estrutura (modos sub-harmônicos, harmônicos e super-harmônicos) tam-

bém promovem a oscilação da estrutura [29], conforme Figura 2.5. Além disso, para

reduzidas razões m∗ a frequência comum da região de sincronização aumenta com

a velocidade reduzida U∗ [41], enquanto para maiores valores de m∗ essa frequência

permanece praticamente constante e igual a fn.

Figura 2.5: Relação entre as frequências de desprendimento de vórtices fvs e de
oscilação da estrutura fex para uma amplitude de oscilação A da estrutura igual a
0,22D e Re = 1500 [29].

O intenso trabalho de pesquisa para descrever e melhor compreender o fenômeno

das vibrações induzidas por vórtices permitiu avaliar a resposta do sistema para

distintos parâmetros, destacando a in�uência da razão entre massas m∗ [29, 37, 41,

44], do amortecimento da estrutura ζs [29, 37, 45�49], do número de Reynolds Re

[29, 37, 45, 47, 49, 50] e da geometria da seção do corpo [51�53], além de avaliar

o efeito não somente para oscilações transversais, mas também em conjunto com

oscilações paralelas ao escoamento incidente [46, 50, 54�57]. A avaliação somente das

oscilações paralelas ao escoamento incidente também foi realizada por Konstantinidis

et al. [42].
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Ao longo dos anos de pesquisa no fenômeno do VIV, signi�cativas variações na

resposta do sistema foram observadas entre experimentos realizados com ar (m∗ =

O(100)) ou água (m∗ = O(1)) [29, 37]. Khalak e Williamson [41] avaliaram as

oscilações transversais de um corpo de seção circular para m∗ = 1 a 20. Com isso,

foi possível observar a presença da região de altas amplitudes (upper branch) apenas

para menores valores de m∗ (Figura 2.4.a), observando ainda que nessas condições

a frequência na região de sincronização aumenta com a velocidade (Figura 2.4.b).

E essa região de altas amplitudes é expandida para uma maior faixa de U∗ quanto

menor m∗, com Williamson e Govardhan [37] propondo a existência de um valor

crítico no qual essa região se estende para U∗ → ∞, sendo igual a 0,50 para um

corpo de seção circular engastado em uma extremidade e livre na outra, 0,52 para

um corpo de seção circular bi-apoiado em molas e 0,30 para uma esfera [37].

A relação entre a razão m∗ e a resposta no sistema também foi avaliada por Na-

vrose e Mittal [58] a partir de uma análise de estabilidade linear, a �m de veri�car

os modos instáveis (autovalor positivo) dominantes responsáveis pela sincronização

entre o desprendimento de vórtices e a oscilação da estrutura. Com essa análise,

veri�ca-se a existência de três modos instáveis, um para o domínio do �uido (modo

hidrodinâmico), um para a estrutura (modo estrutural) e um modo acoplado �uido-

estrutura, de acordo com m∗ e Re, conforme Figura 2.6. Assim, é evidente a possibi-

lidade das oscilações ocorrerem de acordo com instabilidades do �uido, da estrutura

ou de forma acoplada, sendo esta equivalente a um �utter entre os modos hidrodi-

nâmico e estrutural, o qual ocorre para uma ampla faixa de Reynolds para menores

m∗ conforme indicado na Figura 2.6. Para Re > Recrit (sendo Recrit o Reynolds

crítico de início do desprendimento de vórtices para um corpo �xo) observa-se que

a sincronização ocorre para distintos modos, já que mais de um modo é instável, e

requer um valor mínimo para a fração da energia contida na oscilação da estrutura.
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Figura 2.6: Avaliação do acoplamento e desacoplamento dos modos hidrodinâmico
(FM) e estrutural (EM) nas vibrações induzidas por vórtices de um cilindro de
acordo com m∗ e Re [58].

Além da razão entre massas do �uido e do corpo m∗, o amortecimento no sistema

é um dos parâmetros que mais afeta na resposta do sistema, sendo muito investigado

com relação à capacidade máxima de colheita de energia de sistemas VIV [47�49],

já que a colheita de energia representa um amortecimento adicional no sistema.

Ao avaliar distintos coe�cientes de amortecimento do sistema em VIV, observa-

se que a máxima amplitude de oscilação ocorre para um amortecimento nulo, de

forma que esse valor é reduzido a zero ao aumentar o amortecimento, indicando

a existência de um coe�ciente de amortecimento ótimo para a colheita de energia

nesses sistemas [47�49]. Soti et al. [49] veri�caram que ao aumentar o coe�ciente de

amortecimento do sistema, há uma redução nas regiões de alta e baixa amplitudes,

além de suavizar as transições entre regiões e de promover uma dessincronização

em menores velocidades U∗ (Figura 2.7.a). Além disso, o ângulo de fase entre a

oscilação e a força de sustentação deixa de apresentar o salto de 0°para 180°, soluções

para o ângulo de fase de um corpo oscilando forçadamente em ressonância e sem

amortecimento, para apresentar uma transição suave e entre valores maiores que 0°e

menores que 180°(Figura 2.7.b).
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(a)

(b)

Figura 2.7: Avaliação do efeito do coe�ciente de amortecimento na (a) amplitude de
oscilação e (b) ângulo de fase entre a oscilação e a força atuante (sustentação) [49].

Dadas as elevadas amplitudes máximas de oscilação que podem ocorrer nas vibra-

ções induzidas por vórtices, curvas de projeto universais que indiquem a amplitude

máxima de acordo com as condições do sistema são objeto de desejo a �m de um ade-

quado projeto estrutural. Em uma das tentativas de criar uma curva universal para o

corpo de seção circular, Gri�n [59, 60] propôs a utilização do parâmetro Skop-Gri�n

SG para o agrupamento dos dados de máxima amplitude da literatura, sendo obser-

vadas grandes variações para menores valores de SG (Figura 2.8.a), não garantindo o

estabelecimento de curvas universais para a predição das amplitudes máximas. Kha-

lak e Williamson [41] propuseram alterar o uso do parâmetro SG para o parâmetro

equivalente (m∗ + CA) ζs (sendo CA = 1 o coe�ciente de massa virtual no escoamento

potencial), obtendo duas curvas, uma para as condições de baixas amplitudes (lower

branch) e uma para as de altas amplitudes (upper branch) (Figura 2.8.b), a qual apre-

senta ainda uma grande variação nos dados. Já Govardhan e Williamson [45], com o

uso do parâmetro (m∗ + CA) ζs, veri�caram um aumento na amplitude de oscilação

máxima com o número de Reynolds, propondo que a amplitude máxima pode ser

descrita pela multiplicação de um termo dependente de (m∗ + CA) ζs e um termo

dependente do Reynolds1, o que permitiu a boa representação em uma curva uni-

versal (Figura 2.8.c). Posteriormente, Soti et al. [49] propôs a utilização da função

A∗
max = exp

(
−0.940 (m∗ + CA) ζs − 0.935 [(m∗ + CA) ζs]

2) log10 (0.402Re0,366) para

substituir o polinômio de segundo grau utilizado em Govardhan e Williamson [45],

permitindo uma boa representação da amplitude máxima mesmo na condição de

(m∗ + CA) ζs >1,87. Destaca-se, na Figura 2.8.c, o limite inferior para Re = 500, de

forma que para menores valores de Re não é observada a região de altas amplitudes

(upper branch), com a amplitude máxima de 0,6Dc a amplitude da região de baixas

amplitudes (lower branch). Além disso, a veri�cação dessas curvas para elevados Re

ainda permanece uma lacuna de pesquisa a ser investigada.

1A equação proposta por Govardhan e Williamson [45] para a máxima amplitude é dada por

A∗
max =

(
1− 1.12 (m∗ + CA) ζs + 0.3 [(m∗ + CA) ζs]

2
)
log10

(
0.41Re0,36

)
.
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(c)(a) (b)

Figura 2.8: Grá�cos de amplitude máxima do VIV (transversal) em relação aos
parâmetros (a) SG, (b) (m∗ + CA) ζs [41] e (c) (m∗ + CA) ζs de acordo com a proposta
de Govardhan e Williamson [45].

Zhao et al. [51], ao avaliar o escoamento ao redor de um corpo de seção em D

com a seção reta à jusante em água (m∗ = 6), observou a não necessidade de uma

seção posterior ao corpo (afterbody) para a ocorrência do VIV, como era proposto

anteriormente [29]. Entretanto, essa região está intimamente relacionada à região

de baixas amplitudes, sendo suprimida para o corpo de seção em D com a seção

reta à jusante (Figura 2.9.a) e com amplitudes máximas próximas ao corpo de seção

circular para o Reynolds considerado. Enquanto isso, o corpo com a seção reta à

montante apresenta a região de baixas amplitudes e ainda o galloping após a região

de dessincronização do VIV, a qual pode ser substituída por uma região de transição

entre o VIV e o galloping dependendo de m∗ (Figura 2.9.b).
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(a)

(b)

Figura 2.9: Variação da amplitude máxima das oscilações com a velocidade reduzida
U∗ para o corpo de seção em D com a seção reta (a) à jusante e (b) à montante [51].

Outros autores avaliaram ainda as vibrações induzidas por vórtices em um corpo

de seção quadrada rotacionado de 45°(formato de losango) para oscilações transver-

sais [52] e corpos elípticos de razão de aspecto 10/9 expostos a oscilações transversais

e paralelas [53], para 50 < Re < 180. Sourav et al. [52] avaliou o corpo de seção

quadrada rotacionado para m∗ = 10 e Re = 100, veri�cando a presença das regiões

de início, de baixas amplitudes e de dessincronização, conforme Figura 2.10.a e seme-

lhante ao caso do corpo de seção circular. Uma comparação com a resposta do VIV

para corpos de seção circular, quadrada rotacionada e quadrada é apresentada nas

Figuras 2.10.b. Para o corpo elíptico [53], na condição de m∗ = 1 há o surgimento,

para oscilações transversais, de um novo regime após a região de baixas amplitudes

(Figura 2.10.c), denominado região de baixas amplitudes estendida (Extended lower

branch) e que apresenta uma forte redução no número de Strouhal (Figura 2.10.d).

Essa região é seguida de uma região terminal (Terminal branch) que apresenta um

aumento abrupto no número de Strouhal para, posteriormente, ocorrer a região de

dessincronização. Observou-se que as oscilações apenas transversais (Y ) possuem

menor amplitude máxima de oscilação que as oscilações transversais (Y ) e parale-

las (X ), além de que na região de transição para a dessincronização as oscilações

apenas em Y apresentam uma transição gradual, enquanto as oscilações em X e Y

apresentam uma transição abrupta [53]. Enquanto nas oscilações em X e Y para

21



m∗ > 5 há a predominância das regiões de início do VIV e de baixas amplitudes,

para m∗ = 1 há a veri�cação de uma nova região, denominada região inicial es-

tendida, que permite a transição suave entre os dois números distintos de Strouhal

do �nal da região inicial e início da região de baixas amplitudes. Em relação ao

amortecimento, o efeito na amplitude de oscilação é de reduzir o seu valor máximo e

ainda suavizar transições bruscas entre os distintos regimes observados. Em ambas

geometrias destaca-se a mudança no ângulo de fase de 0°a 180°ao longo do VIV, com

uma mudança abrupta ocorrendo na região de baixas amplitudes [52, 53].

(c)

(d)

(a)

(b)

Figura 2.10: Resposta da amplitude da oscilação da estrutura com seção transversal
(a) quadrada rotacionada, (b) quadrada rotacionada, circular e quadrada [52], (c)
elíptica e (d) resposta do número de Strouhal para o corpo elíptico para m∗ = 1
[53].

O efeito de paredes próximas e da razão de bloqueio β (razão entre o compri-

mento característico do corpo e a largura do canal no qual está imerso) também

foi avaliado [46, 50, 55, 56, 61], com destaque à relação entre a razão de bloqueio

e a histerese presente na transição da região inicial (initial branch) para a de altas

amplitudes (upper branch) observada em [41] (Figura 2.4.a). Prasanth et al. [46]

veri�caram, para o corpo de seção circular, que para 1 ≤ m∗ ≤ 10 há uma razão de

bloqueio crítica na qual não existe a histerese entre os regimes de início e de altas

amplitudes, com a razão de bloqueio dependente de m∗, enquanto para m∗ > 20

essa histerese é observada mesmo em bloqueios muito pequenos (β → 0), como pode

ser observado na Figura 2.11. Também foi observada uma redução nessa região de
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histerese com o aumento no amortecimento, ou seja, há uma redução na razão de

bloqueio necessária para que não ocorra a histere [46]. Já na transição do �nal da

região de baixas amplitudes para a dessincronização das oscilações foi observado que

a razão de bloqueio não in�uencia na presença ou não da histerese.

Figura 2.11: Variação da região de histerese (∆HU
∗) com relação a razão m∗ e a

razão de bloqueio β [46].

Já a presença de uma parede próxima ao corpo acarreta em mudanças signi�-

cativas na resposta do sistema para oscilações transversais e paralelas [55, 56, 61],

com as avaliações desses autores, no regime laminar, realizadas para as distâncias

da parede adimensionalizadas ey/Dc acima de 0,9 [55], entre 0,6 e 3 [56], e igual a

0,1 [61]. Na menor distância avaliada entre o cilindro e a parede, de 0,1Dc, Chen

et al. [61] utilizaram um modelo que assume uma colisão elástica com a parede

para ey ≤0,005Dc, o que permitiu veri�car que as oscilações ocorrem mesmo para

números de Reynolds baixos, con�rmando a supressão do vórtice que se desprende

do cilindro na região próxima à parede devido à forte interação com as camadas

cisalhantes presentes na camada limite da parede, levando à extinção da histerese.

Também observaram oscilações periódicas em 55 ≤ Re ≤ 200, com trajetórias oblí-

quas dadas pela razão fx,ex/fy,ex = 1 (relacionado com o desprendimento de apenas

1 vórtice por ciclo, igualando as frequências de oscilação das forças de arrasto e

sustentação) e amplitudes máximas de oscilação em Y iguais a 0,35Dc, as quais

ocorrem em frequências maiores que a natural do cilindro, além de não observarem

a histerese nas oscilações [61]. Para distâncias iguais a 0,9Dc Li et al. [55] veri�cou

que a parede próxima ao cilindro reduz a amplitude máxima de oscilação na dire-

ção transversal (Y ), mas aumenta signi�cativamente a oscilação na direção paralela

(X ), podendo ser 17 vezes maior que no caso não con�nado. Também veri�caram
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a supressão do desprendimento de 1 vórtice, com a exceção para o regime de maior

amplitude de oscilação, onde há o desprendimento de 1 vórtice de baixa intensidade

da região do cilindro próxima a parede. O desprendimento de 2 vórtices, e a clássica

�gura no formato de 8 para a relação entre oscilações nas duas direções (ou forças

de arrasto e sustentação), ocorrem para uma distância da parede acima de, aproxi-

madamente, 1,5Dc [56]. E para distâncias da parede intermediárias, iguais a 0,6Dc,

Chen et al. [56] observaram uma mudança na resposta do sistema, veri�cando que

há um signi�cativo prolongamento da região inicial, se estendendo até U∗ ≈ 6, o

que resulta em maiores amplitudes de oscilação (Ay,max ≈0,7Dc e Ax,rms ≈0,225Dc),

com destaque ao aumento de cerca de 25 vezes nas oscilações em X quando compa-

rado ao caso não con�nado. Já o aumento na espessura da camada limite tem papel

fundamental para aumentar as oscilações em X, estender a região de início do VIV

e permitir uma transição mais suave para a região de baixas amplitudes, além de

estender o regime de oscilações para maiores valores de U∗.

Além das oscilações transversais, Konstantinidis et al. [42] avaliou apenas as

oscilações paralelas ao escoamento incidente para m∗ entre 2 e 20, veri�cando um

signi�cativo aumento na amplitude de oscilação com o aumento do número de Rey-

nolds, e uma extensão da região com a presença de oscilações paralelas ao reduzir

m∗ mantendo-se iguais as máximas amplitudes para distintos m∗, além da ocorrên-

cia da amplitude máxima em um menor valor de velocidade reduzida para menores

m∗. E no ângulo de fase observa-se que, enquanto nas oscilações transversais a

mudança no ângulo de fase de 0°para 180°ocorre mais suavemente ao reduzir m∗,

a variação de m∗ não in�uencia na mudança brusca que ocorre para as oscilações

paralelas [42]. A avaliação conjunta de oscilações transversais (Y ) e paralelas (X )

foi realizada por alguns autores, destacando o trabalho de Jauvtis e Williamson

[54], o qual avaliou, para m∗ entre 1,5 e 25, as oscilações transversais e paralelas

para o caso de um cilindro com frequências naturais iguais em ambas as direções

de oscilação. Identi�cam-se dois regimes de oscilações de acordo com m∗, de modo

que para m∗ > 6 a resposta do sistema é muito semelhante ao caso de somente os-

cilações transversais, enquanto que para m∗ < 6 é possível veri�car um aumento na

amplitude máxima de oscilação de Ay,max ≈ 1 para Ay,max ≈1,5, e de Ax,max ≈0,1Dc

para Ax,max ≈0,3Dc. Essa região de elevadas amplitudes é denominada super-upper

branch, iniciando-se após a região inicial do VIV [54]. Já Zhao [57] avaliou as oscila-

ções para distintas razões 0,5< fnx/fny <4 entre a frequência da oscilação paralela

fnx e transversal fny para m∗ = 2 e regime laminar, o que impede a presença das

regiões de alta (upper branch) e super-alta (super-upper branch) amplitude. Para

razões de frequências iguais a 0,5, 1, 3,5 e 4 a amplitude máxima de oscilação é se-

melhante em todas elas, com Ay,max ≈0,6Dc e Ax,max ≈0,1Dc, com uma distinção no

ângulo de fase entre as oscilações em X e em Y de modo que para 0,5≤ fnx/fny ≤ 2
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esse ângulo possui valores entre 270°e 360°, e para 3,5≤ fnx/fny ≤ 4 os valores estão

entre 90°e 180°.

Para valores intermediários da razão fnx/fny, entre 1,5 e 3, a resposta do sistema

é muito distinta, com padrões de vórtices e respostas dinâmicas complexas para os

valores de 2,5 e 3, como indicado nas Figuras 2.12.a-h. Um aspecto interessante é a

averiguação da dupla sincronização (para as oscilações transversais e também para as

paralelas) em todas as condições de fnx/fny e não apenas na condição de fnx/fny =

2, sendo a condição naturalmente satisfeita. Para as outras razões de frequência,

essa dupla sincronização ocorre, de modo que a condição a ser satisfeita é a da

razão entre frequências efetivas fnx,eff/fny,eff ser igual a 2, com a frequência efetiva

contabilizando o efeito do coe�ciente de massa virtual, ou seja, com a atuação do

coe�ciente de massa virtual atuando para garantir fnx,eff/fny,eff = 2. A frequência

natural efetiva é indicada na Equação (2.1) para fnx,eff , sendo CAx o coe�ciente de

massa virtual na direção das oscilações paralelas.

fnx,eff
fnx

=

√
1

1 + CAx/m∗ (2.1)
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Figura 2.12: Variação das amplitudes de oscilação e ângulo de fase entre as oscilações
paralelas (X ) e transversais (Y ) com a velocidade reduzida para fnx/fny igual a (a)
0,5, (b) 1, (c) 1,5, (d) 2, (e) 2,5, (f) 3, (g) 3,5 e (h) 4 [57]. Abaixo das �guras estão
trajetórias para oscilações senoidais para distintos ângulos de fase ΨX−Y .

Já Prasanth et al. [46] veri�caram o efeito das oscilações transversais e paralelas

na histerese entre o regime inicial e o regime de altas amplitudes, observando que,

apesar das amplitudes máximas semelhantes, a histerese no caso de somente oscila-

ções transversais é maior, sendo justi�cado pela presença de vórtices mais intensos

nessa condição.
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Além do VIV, outra categoria de oscilações induzidas pela interação �uido-

estrutura é o galloping, o qual ocorre por uma interação não linear entre a esteira ins-

tável do corpo e uma elevada frequência de desprendimentos de vórtices, relacionado

a uma baixa razão entre a frequência de oscilação do corpo (menor que a frequência

natural de vibração) e a frequência de desprendimento de vórtices (frequência das

componentes periódicas de força do �uido na estrutura) [62]. Nesse fenômeno a

oscilação do corpo faz com que atue sobre ele uma força na direção do movimento,

contribuindo à oscilação (MIE) e resultando em elevadas amplitudes de oscilação,

sem ser um fenômeno auto-limitado como o VIV, o que pode causar danos à estru-

tura [63]. Conforme mencionado anteriormente, o galloping requer uma velocidade

mínima, denominada velocidade crítica2, para o início das oscilações, de forma que

esse fenômeno pode necessitar ainda de uma amplitude de oscilação mínima para o

início (hard oscillator ou oscilador forte) ou pode iniciar do repouso (soft oscillator

ou oscilador fraco) [36].

Para esse fenômeno ocorrer, o corpo deve possuir uma seção transversal assimé-

trica em relação ao escoamento relativo incidente [64], de forma que o ângulo de

ataque α, sendo o ângulo entre a velocidade do escoamento U∞e1 e a velocidade

do corpo q̇de2, conforme Figura 2.13, é um dos parâmetros fundamentais [62]. Ti-

picamente, para corpos de seção transversal assimétrica, ao aumentar a velocidade

do escoamento, são observadas, inicialmente, as vibrações induzidas por vórtices e,

posteriormente, o galloping [63, 65�69], podendo apresentar ou não uma região de

transição caso a velocidade crítica seja maior que a velocidade de encerramento (ou

dessincronização) do VIV. Devido à elevada razão entre a frequência de desprendi-

mento de vórtices fvs e a frequência natural de oscilação da estrutura fn, comumente

utiliza-se da hipótese quasi-permanente para a �uidodinâmica do sistema, a qual as-

sume que as forças do �uido na estrutura são determinadas apenas pela velocidade

relativa instantânea, dependente de α. Essa hipótese é válida para U∗ = Uc

fnDc
> 20,

de forma que nos casos onde 1 < U∗ < 20, região onde estão presentes as vibrações

induzidas por vórtices, essa suposição não é válida [27, 70].

2A velocidade crítica do galloping depende de propriedades da estrutura (massa ms, amor-
tecimento ζs, comprimento característico Dc e frequência natural fn), da densidade do �uido ρf
e da variação do coe�ciente de sustentação com o ângulo de ataque ∂CL/∂α (determinado pela
geometria da seção transversal do corpo), sendo dada por Ucrit = (8msπζsfn) / (ρfDc (∂CL/∂α))
[27].
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Figura 2.13: Esquema representativo da dinâmica do fênomeno de galloping [62].

Devido à elevada amplitude de oscilação possível de ser obtida com o galloping,

diversos trabalhos buscaram avaliar distintas geometrias para a utilização de siste-

mas com as vibrações induzidas por vórtices e o galloping para a colheita de energia,

estendendo a região de amplitudes úteis. Corpos de seção quadrada e retangular, de

distintas razões de aspecto da seção transversal do corpo [65�67, 69], corpos de seção

triangular [68], corpos de seção circular com controladores passivos de turbulência

(para permitir a assimetria na seção do corpo) [63] e ainda corpos de seção em D

com a seção reta à montante [51] foram avaliados.

Corpos de seção quadrada foram avaliados em distintos ângulos de inclinação em

relação à velocidade incidente por [65], permitindo veri�car a resposta do sistema

em distintas condições (Figura 2.14.a), sendo observada a presença dominante do

galloping para inclinações menores que 10°. Zhao [67], para m∗ = 10, (Figura

2.14.b) e Zhang et al. [69], para m∗ = 1,725, (Figura 2.14.e) avaliaram corpos

de seção retangular para distintas razões de aspecto, evidenciando a variação na

velocidade crítica do galloping, de forma a permitir ou inibir o acoplamento entre

esses dois fenômenos, análise realizada também por Seyed-AghazadehEtAl2017 [68]

para corpos de seção triangular para distintas inclinações α em relação à velocidade

incidente, conforme indicado na Figura 2.14.c. Além disso, controladores passivos de

turbulência permitem incluir assimetrias em corpos de seção circular, deixando-os

propensos à ocorrência do galloping [63] (Figura 2.14.d).

28



(a) (b)

(c)

(d)

(e)

Figura 2.14: Análise da resposta do sistema para um corpo de (a) seção quadrada
em distintas inclinações [65], (b) seção retangular com razões de aspecto α = H/W
[67], (c) triangular com inclinações α, (d) seção circular com controladores passivos
de turbulência [63] e (e) seção retangular para distintas razões de aspecto W/H [69].

A necessidade de representar a realidade e os fenômenos físicos é algo inerente de

engenheiros, a qual tenta-se realizar com a utilização de modelos matemáticos, cada

um com as limitações de suas hipóteses e simpli�cações. Devido à complexidade

do fenômeno e da interação fortemente não linear entre �uido e estrutura, muito foi

proposto e aperfeiçoado ao longo dos anos na tentativa de modelar o comportamente

observado e de permitir que representações matemáticas simpli�cadas de fenômenos

físicos possuam ampla faixa de aplicações [30, 43, 70]. Os modelos matemáticos

podem ser divididos em três categorias, sendo os modelos semi-empíricos, os modelos

numéricos e os modelos baseados em dados (machine learning).

Dentre os modelos semi-empíricos, Gabbai e Benaroya [30] apresentam ainda a

divisão entre os modelos com duas equações acopladas, sendo uma para a oscilação

da estrutura e outra para representar a esteira de vórtices, e os modelos de um

grau de liberdade (SDOF) com uma única equação para a oscilação da estrutura.

Os modelos com duas equações baseiam-se na decrição da oscilação do corpo a
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partir de um sistema de duas equações diferenciais ordinárias acopladas para uma

oscilação transversal (ou quatro equações para oscilações transversais e paralelas

ao escoamento incidente). Esses modelos possuem uma equação para a descrição

do movimento da estrutura (ou duas no caso de oscilações transversais e paralelas)

e uma equação para a representação da esteira de vórtices, a qual pode ser dada

para o coe�ciente de sustentação (ou arrasto no caso de oscilações na direção do

escoamento), para o deslocamento angular da esteira próxima ao cilindro ou ainda

outras variáveis [43].

Dentre as equações que utilizam os coe�cientes de sustentação e arrasto para as

oscilações transversais e paralelas, respectivamente, a proposta de Hartlen e Curie

para o uso de modelos de osciladores não lineares é uma das mais adotadas [30, 43].

Desde essa proposição, diversos modelos foram utilizados, como os modelos de os-

cilador de Van der Pol, de Rayleigh, Landl e Krenk-Nielsen, conforme apresentado

na Tabela 2.1 para a oscilação transversal de um cilindro rígido. Sendo w e q os

coe�cientes de arrasto e sustentação normalizados, respectivamente, ΩR a frequência

de desprendimento de vórtices adimensionalizada, St o número de Strouhal consi-

derado, ωst a razão entre a frequência natural de vibração do corpo e a frequência

de referência, a, b e c sendo parâmetros que relacionam parâmetros geométricos

e de densidade dos materiais. Os parâmetros εx, εy, εx1, εx2, εx3, εy1, εy2, εy3, Ax, Ay

são coe�cientes dos modelos propostos, a serem determinados através de um proce-

dimento de estimação de parâmetros. Além disso, o acoplamento com a oscilação

da estrutura foi avaliada para distintos termos, como a deformação da estrutura

Y , velocidade Ÿ , aceleração Ÿ ou ainda combinações entre os termos [43], com a

aceleração permitindo melhores resultados [38]. A extensão para cilindros elásticos

foi proposta por alguns autores [30, 43, 70], de forma que a oscilação da estrutura

é composta por um conjunto de modos normais de vibração. Um aspecto negativo

desses modelos é o fato de incluir termos que não possuem um signi�cado físico e

também necessitarem a realização de um procedimento de otimização para a de-

terminação desses parâmetros a partir de resultados experimentais e/ou numéricos

[30, 38].
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Tabela 2.1: Equações adimensionais dos modelos de duas equações para a modela-
gem matemática do VIV [38].

Equações da oscilação do corpo

Oscilação Equação

Paralela Ẍ + 2ζẊ + ω2
stX = a

2πSt
ΩR + b

4πSt
Ω2

Rw − 2aΩRẊ + c
2
ΩRqẎ + aπStẎ Ẏ + 2aπStẊẊ − bΩRwẊ

Transversal Ÿ + 2ζẎ + ω2
stY =

cΩ2
R

4πSt
q − aΩRẎ + 2aπStẊẎ − b

2
wẎ ΩR − cqẊΩR

Equação de representação da esteira de vórtices com coe�cientes de sustentação e arrasto

Oscilador Equação para oscilação paralela Equação para oscilação transversal

Van der Pol ẅ − 2εxΩRẇ + 2εxΩRẇw
2 + 4Ω2

Rw = AxẌ q̈ − εyΩRq̇ + εyΩRq̇q
2 + Ω2

Rq = AyŸ

Van der Pol Modi�cado ẅ − 2εx1ΩRẇ + 2εx2ΩRẇw
2 + 4Ω2

Rw = AxẌ q̈ − εy1ΩRq̇ + εy2ΩRq̇q
2 + Ω2

Rq = AyŸ

Rayleigh ẅ − 2εxΩRẇ + 2 εx
ΩR

ẇ3 + 4Ω2
Rw = AxẌ q̈ − εyΩRq̇ +

εy
ΩR

q̇3 + Ω2
Rq = AyŸ

Rayleigh Modi�cado ẅ − 2εx1ΩRẇ + 2 εx2
ΩR

ẇ3 + 4Ω2
Rw = AxẌ q̈ − εy1ΩRq̇ +

εy2
ΩR

q̇3 + Ω2
Rq = AyŸ

Landl ẅ + 2ΩRẇ (εx1 − εx2w
2 + εx3w

4) + 4Ω2
Rw = AxẌ q̈ + ΩRq̇ (εy1 − εy2q

2 + εy3q
4) + Ω2

Rq = AyẌ

Krenk-Nielsen ẅ − 2εx1ΩRẇ + 2εx2ΩRẇw
2 + εx3

ΩR
ẇ3 + 4Ω2

Rw = AxẌ q̈ − εy1ΩRq̇ + εy2ΩRq̇q
2 + εy3

ΩR
q̇3 + Ω2

Rq = AyŸ

Os diversos modelos propostos, assim como acoplamento entre equações, resul-

tam em distintas respostas dinâmicas da interação �uido-estrutura, de forma que a

combinação entre os modelos para as oscilações transversais e paralelas é fundamen-

tal para a veri�cação da acurácia e previsibilidade do modelo matemático proposto

[38]. No trabalho de Kurushina et al. [38], estimaram os parâmetros e avaliaram

28 combinações (Figura 2.15.a) de distintos modelos de duas equações com o uso

de coe�cientes de arrasto e sustentação na equação de representação da esteira de

vórtices, conforme modelos presentes na Tabela 2.1. Utilizando dados experimen-

tais para uma razão de massas3 m∗ igual a 2,36, os parâmetros dos modelos foram

estimados e a performance analisada a partir da comparação com resultados experi-

mentais para valores de m∗ entre 2 e 4. Destaca-se a recomendação dos autores em

incluir outro parâmetro a ser estimado (K) para estabelecer uma correção entre o

número de Strouhal de cada resultado experimental usado na calibração e o número

de Strouhal St, igual a 0,20, utilizado pelos autores na estimação de parâmetros,

alterando-se o termo ΩR por ΩR − StK. Com esse procedimento de estimação de

parâmetros, observaram que os modelos de Rayleigh e Van der Pol permitem, respec-

tivamente, a melhor reprodução da dinâmica das oscilações transversais e paralelas

ao escoamento para baixas razões de massa, com foco na região de sincronização.

3A de�nição de razão de massas dos autores inclui, ainda, o coe�ciente de massa virtual CA,

parâmetro também a ser estimado, de modo que m∗ =
(

4ms

πρfD2 + CA

)
πρfD

2

4 , sendo ρf , ms e D a

densidade do �uido, a massa e o diâmetro da estrutura, respectivamente.
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(a)

(b)

(c)

Figura 2.15: Calibração e avaliação das (a) 28 combinações de modelos para a repre-
sentação da esteira de vórtices e resultados para a amplitude de oscilação transversal
e paralela ao escoamento da estrutura para (b) m∗ = 2,6 e (c) m∗ = 3,5. Adaptado
de Kurushina et al. [38].

Alternativamente à descrição da dinâmica da esteira de vórtices a partir dos

coe�cientes de sustentação e arrasto, Birkho� desenvolveu um modelo para repre-

sentar a esteira de vórtices a partir do deslocamento angular da região dessa esteira

próxima ao corpo [43, 70]. E outra grande contribuição é a derivação do modelo a

partir de conceitos físicos do fenômeno, de forma que o modelo de Tamura-Matsui

para esteiras de comprimento variável apenas apresenta parâmetros que possuem

signi�cado físico, de fácil determinação em experimentos, e não apenas um conjunto

de parâmetros de ajuste [43]. O modelo de Tamura-Matsui foi criado a partir das

ideias iniciais de Birkho�, de deslocamento angular da esteira, e aperfeiçoado com

a contabilização da variação de comprimento da esteira, conforme Figura 2.16.a.
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(a)

(b)

Figura 2.16: Descrição da (a) oscilação no ângulo e no comprimento da esteira de
vórtices e (b) do sistema de forças no acoplamento �uido-estrutura do modelo de
Tamura-Matsui para esteiras de comprimento variável. Adaptado de Tamura [70].

Devido à derivação do modelo de acoplamento ser realizado a partir de um ba-

lanço de forças do sistema �uido-estrutura (Figura 2.16.b), todos os parâmetros do

modelo são �sicamente signi�cantes [70], com as equações para as oscilações trans-

versais de um cilindro rígido (VIV) em um escoamento uniforme dadas pelas Equa-

ções adimensionalizadas (2.2), (2.3) e (2.4) para a oscilação do corpo, oscilação da

esteira de vórtices e do cálculo do coe�ciente de sustentação. Sendo η = Cc/2fnMc é

a razão de amortecimento do cilindro, ω0 a frequência natural de vibração do cilindro,

m∗ a razão de massas entre o �uido e a estrutura, fm uma constante relacionada

ao efeito Magnus , CD e CL0 os coe�cientes de arrasto e sustentação, respectiva-

mente, para cilindros estacionários, ν = U/UR a velocidade U adimensionalizada

com a velocidade reduzida UR = fnDc/St, St∗ = 2πSt uma constante proporcional

ao número de Strouhal, ζ = 1
2
√
2π2

fm
l̄∗

a razão de amortecimento do �uido, l̄∗ = l̄/D

metade do comprimento médio da esteira adimensionalizado pelo diâmetro do ci-

lindro e n = 1
0,5+l̄∗

[70]. Uma característica a ser destacada é a semelhança desse

modelo com o oscilador de Van der Pol, sendo derivado a partir de conceitos físicos

estabelecidos [43], justi�cando o sucesso da proposta de Hartlen e Curie.
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Ÿ +
[
2η +m∗ (fm + CD)

ν

St∗

]
Ẏ + Y = −fmm

∗ν2

St∗2
α (2.2)

α̈− 2ζν

(
1− 4f 2

m

C2
L0

α2

)
α̇ + ν2α = −nŸ − νSt∗Ẏ (2.3)

CL = −fm

(
α +

St∗Ẏ

ν

)
(2.4)

Além de obter o comportamento dinâmico da oscilação do corpo, a obtenção

do coe�ciente de sustentação instantâneo no corpo é direta (Equação (2.4)). O de-

senvolvimento desse modelo permitiu obter ótimos resultados para a oscilação de

cilindros rígidos imersos em escoamentos uniformes, conforme observado na Figura

2.17.a na comparação da amplitude máxima de oscilação do corpo com diversos tra-

balhos experimentais da literatura. A resposta dinâmica também pode ser prevista

com o modelo satisfatoriamente, conforme indicado na Figura 2.17.b na compara-

ção com os resultados do trabalho clássico de Feng [39]. A consistência física na

derivação do modelo de Tamura-Matsui permitiu ainda a extensão para o caso de

cilindros elásticos (modelo 3D contínuo), corpos de seção não circular (modelo de

Tamura-Shimada para seções quadradas e retangulares) e ainda o acoplamento entre

o modelo de Tamura-Matsui para o VIV e da abordagem quasi-estática para o gal-

loping [70]. Conforme indicado na comparação das Figuras 2.17.c-d, o acoplamento

do modelo de Tamura-Matsui na abordagem quasi-estática do galloping permite a

correta previsão do comportamento do coe�ciente de sustentação nas velocidades

reduzidas abaixo de 12, o que não é possível apenas com a abordagem quasi-estática

de Parkinson [70]. Isso indica, claramente, o efeito da esteira de vórtices no mo-

vimento da estrutura e aponta, ainda, os mecanismos atuantes e não linearidades

relevantes no fenômeno de maneira mais consolidada que o simples uso dos modelos

de oscilador não lineares (Van der Pol e Rayleigh, por exemplo). Com os avanços nas

técnicas de visualização de escoamentos, como o PIV (Particle Image Velocimetry),

ou com o uso de simulações numéricas das equações de Navier-Stokes, melhorias no

modelo de deslocamento angular e alteração de comprimento da esteira próxima ao

corpo permitirão a melhor representação do fenômeno por esses modelos [70].
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(a)

(c) (d)

(b)

Figura 2.17: Resultados e comparações do modelo de Tamura-Matsui com resultados
experimentais para (a) amplitude máxima de oscilação da estrutura e (b) um sistema
com η = 0,0181 e m∗ = 0,00257 (δ∗ = 2πη/m∗). Em (c) e (d) estão comparações
entre experimentos e o modelo proposto para corpos de seção quadrada. Adaptado
de Tamura [70].

Além do uso de coe�cientes de sustentação e arrasto e movimentação angular

da esteira próxima ao corpo, outros autores propuseram o uso de outras variáveis,

como Iwan e Blevins que introduziram uma variável z que captura os mecanismos

do desprendimento de vórtices em um cilindro, sendo equivalente a uma média pon-

derada da componente transversal de movimento do escoamento atuante no volume

de controle ao redor do corpo e da esteira de vórtices na sua vizinhança [30, 43]. As-

sim como no modelo de Tamura-Matsui, o modelo desenvolvido por Iwan e Blevins

assemelha-se com o oscilador de Van der Pol, utilizado por Hartlen e Curie [43].

Já os modelos SDOF baseiam-se na descrição da oscilação do corpo e repre-

sentação da interação �uido-estrutura a partir de uma única equação diferencial

ordinária para cada direção de oscilação, como indicado na Equação (2.5) [30, 43].

A in�uência do escoamento e da esteira de vórtices é introduzida no modelo a par-

tir da escolha da função F , a qual permite a introdução de termos não lineares e

ainda termos periódicos representando a variação cíclica das forças de sustentação e
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arrasto no corpo. Uma outra categoria desses modelos consiste na de�nição da fun-

ção F a partir da decomposição da força de sustentação atuante no corpo em uma

força inercial relacionada à aceleração e uma força de amortecimento relacionada à

velocidade do corpo, a qual é responsável pela transferência de energia do �uido ao

corpo [30, 43]. Os modelos SDOF são muito utilizados na modelagem matemática

do galloping com a abordagem quasi-estática que considera que as forças do �uido

atuantes no corpo oscilando são iguais às atuantes no corpo estacionário sob mesmo

ângulo de ataque α. Entretanto, essa hipótese só é válida em condições de elevada

velocidade reduzida UR, ou seja, quando a frequência de desprendimento de vórti-

ces é signi�cativamente maior que a frequência de oscilação do corpo, di�culdade

ultrapassada com o acoplamento de modelos de VIV como os de Hartlen-Curie ou

Tamara-Matsui [43]. Com a hipótese quasi-estática F = 1
2
ρfU

2
cDcCL(α), onde o

coe�ciente de sustentação CL é obtido a partir de uma interpolação polinomial com

dados para o corpo �xo, sendo necessário um polinômio de, no mínimo, 7ª ordem

para permitir a predição das características não lineares do fenômeno [43].

ms

(
ÿ + 2ζsfnẏ + f 2

ny
)
= F (y, ẏ, ÿ, St, t) (2.5)

Já os modelos numéricos permitem a resolução acoplada dos campos de veloci-

dade e pressão do escoamento e da deformação da estrutura, permitindo um profundo

conhecimento dos mecanismos atuantes na interação �uido-estrutura. Para isso, são

resolvidas as equações governantes do escoamento e da deformação estrutural a par-

tir de métodos numéricos já estabelecidos, tais como os Métodos de Volumes Finitos

(FVM), Elementos Finitos (FEM), Elementos Espectrais (SEM), Fronteira Imersa

(IBM), Lattice-Boltzmann (LBM), entre outros [30, 43]. Três di�culdades exis-

tem na utilização desses métodos numéricos, sendo a restrição quanto ao Reynolds

máximo do escoamento devido às condições necessárias de re�namento da malha

para escoamentos turbulentos [43], a movimentação ou não da malha, de forma que

grandes deformações podem resultar em elementos de malha muito deformados, pre-

judicando a acurácia e convergência da solução [71] e a não movimentação da malha

requer o uso de métodos apropriados para introduzir a movimentação da estrutura

na equação governante do escoamento, e o acoplamento entre as distintas físicas do

problema. As duas físicas podem ter a resolução desacoplada (resolução segregada

ou particionada), permitindo a utilização de métodos otimizados para cada física

de acordo com o método numérico utilizado e condições do problema, onde o aco-

plamento ocorre a partir de um processo iterativo de convergência entre as físicas,

ou a resolução integrada, na qual as físicas são descritas em conjunto, resultando

em um único sistema de equações, com grande número de variáveis, a ser resolvido

[72�74]. Destaca-se que a resolução integrada apresenta maior robustez que no caso
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particionado, sendo mais indicado para situações de forte interação entre o �uido e

a estrutura [75].

Apesar das di�culdades enfrentadas nas resoluções numéricas, com o grande

avanço em capacidade de cálculo computacional e de processamento de dados essa

alternativa tem sido cada vez mais utilizada para a avaliação e melhor compreensão

dos fenômenos de interação �uido-estrutura, principalmente em geometrias comple-

xas [43]. Essas resoluções podem ser subdivididas em duas categorias, uma rela-

cionada à dimensão do sistema, podendo ser bidimensional (2D) ou tridimensional

(3D), e uma relacionada ao modelo de turbulência adotado, podendo ser laminar

(consideração para baixos Reynolds apenas), RANS (Reynolds Averaged Navier-

Stokes), DES (Detached-Eddy Simulation), LES (Large-Eddy Simulation) ou DNS

(Direct Numerical Simulation) [43].

Destaca-se que a completa resolução das equações governantes do escoamento,

sem aproximações para as pequenas escalas turbulentas, ocorre apenas com o mé-

todo DNS, não sendo possível realizar simulações para elevados números de Reynolds

devido às limitações de capacidade de processamento computacional atuais [43]. Em

vista dessa limitação, diversos autores realizaram simulações numéricas do VIV, gal-

loping e vibrações induzidas por esteiras de vórtices (WIV) com DNS para números

de Reynolds máximos de 3900, sendo possível detectar a natureza dos mecanismos

físicos responsáveis pelas características não lineares importantes do fenômeno [43].

O modelo DNS tem recebido grande atenção para Reynolds menores que 300 na ava-

liação bidimensional da interação �uido-estrutura pela menor relevância de efeitos

turbulentos tridimensionais nessa região, permitindo a obtenção de resultados com

grande acurácia a um custo computacional exequível [43].

Para maiores números de Reynolds, diversos modelos de turbulência foram in-

troduzidos ao longo dos anos, como o LES, que apresenta a resolução das grandes

escalas e a modelagem das pequenas escalas turbulentas, sendo o método mais pre-

ciso, após o DNS. Com esse modelo, a resolução do VIV foi possível para Reynolds

de até 40000, com resultados em boa conformidade com experimentos [43]. Já os

modelos RANS apresentam uma decomposição do vetor velocidade v∼ das equações

de Navier-Stokes nas componentes médias v̄i e nas �utuações v′i representativas da

turbulência no escoamento, resultando no tensor de Reynolds, introduzindo mais

variáveis no sistema de equações de forma a necessitar de modelos de fechamento4, e

permite resultados para o VIV e galloping com boa concordância experimental para

Reynolds menores que 3× 105 [43]. E, na tentativa de manter um equilíbrio entre a

maior precisão do modelo LES e o menor custo computacional do modelo RANS, o

4Os modelos de fechamento são necessários devido à introdução de novas variáveis das com-
ponentes de �utuação u′

iu
′
j , podendo ser divididos nos modelos a zero equação de balanço, a uma

equação de balanço, a duas equações de balanço, modelos algébricos e modelo de balanço das
componentes do tensor de Boussinesq-Reynolds [76].
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modelo DES utiliza os modelos RANS para a modelagem das pequenas escalas e o

modelo LES para as grandes escalas presentes nas regiões afastadas do corpo [43].

Outros modelos que devem ser destacados são os baseados em dados, principal-

mente devido à digitalização industrial, abundância de dados disponíveis (experi-

mentais ou numéricos) e grande desenvolvimento das técnicas computacionais de

manipulação e tratamento dessas informações. Esses modelos podem ser divididos

naqueles que realizam a construção de um modelo reduzido (ROM) do fenômeno

ou naqueles que utilizam de redes neurais na solução [43]. Dentre os sistemas de

redução de ordem destacam-se, para a análise da interação �uido-estrutura, os mo-

delos dinamicamente lineares, os quais mantêm não-linearidades no espaço mas não

no tempo (modelos de linearização temporal ou estaticamente não lineares), e não

lineares [43]. Já nos modelos que utilizam redes neurais, três possibilidades são

apontadas por Wu et al. [43], sendo a de utilizar mecanismos de aprendizado de

máquina para acelerar a resolução via modelos numéricos, utilizar redes neurais com

modelos físicos inclusos para treinar a rede com dados (experimentais ou numéricos)

e prever o comportamento dinâmico da estrutura e campos de velocidade e pressão

no escoamento [77], ou ainda a utilização de redes neurais que utilizam os modelos

semi-empíricos de um grau de liberdade para determinar a força atuante no corpo

a partir de dados de entrada como o número de Reynolds, a velocidade reduzida do

escoamento, amplitude e velocidade de oscilação do corpo.

Devido à grande importância dos desprendimentos de vórtices nas oscilações

estruturais por interações �uido-estrutura, como no VIV e no galloping, diversos

trabalhos [78�84] propuseram acoplar placas rígidas ou �exíveis ao redor de corpos

a �m de modi�car e controlar esse desprendimento de vórtices para intensi�car ou

reduzir a transferência de energia do �uido ao corpo. Zhu et al. [81] avaliaram

o efeito de adicionar uma placa atrás do cilindro, com um espaçamento entre a

placa e o cilindro, e �xa em relação a ele. Foi possível suprimir o VIV, dando

lugar ao galloping em maiores velocidades do escoamento, efeito que não ocorre

em cilindros de seção circular. Já ao adicionar outra placa em frente ao cilindro,

foi possível suprimir as oscilações da estrutura, tanto para o VIV como galloping,

com o prolongamento da região de recirculação e separação dos vórtices afastada da

estrutura.

O uso de placas �exíveis em um escoamento permanente ou imersa em uma es-

teira de vórtices também passou a ser avaliado em face às recentes motivações em sis-

temas de colheita de energia a partir das interações �uido-estrutura [85�90], caso que

merece destaque pois, dependendo das condições do escoamento, da geometria e dos

materiais, pode apresentar excitações dos tipos IIE (vibrações auto-limitadas), MIE

(vibrações auto-excitadas) ou EIE (vibrações forçadas), sendo, respectivamente, os

casos de placas invertidas (placas �xas na borda de fuga e borda de ataque livre),
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convencionais (placas com a bora de ataque �xa e a borda de fuga livre) e pla-

cas atrás de um corpo (convencional ou invertida) no qual há o desprendimento de

vórtices [91], conforme Figura 2.18.

Figura 2.18: Mecanismos de excitação em oscilações de placas �exíveis em escoa-
mento. Destaca-se que as excitações dos tipos IIE e EIE também podem apresentar
vibrações auto-excitadas (MIE) se as condições de instabilidade forem atingidas [91].

Diversos estudos reunidos por Yu et al. [91] permitiram veri�car os limites

de estabilidade de cada mecanismo de atuação de acordo com os dois parâmetros

adimensionais fundamentais do sistema, a razão entre a rigidez à �exão da placa

e a inércia do escoamento KB = Et3s
12(1−ν2s )ρfU

2
cL

3 e a razão de massas Ms = ρsts
ρfL

,

sendo ts a espessura da placa, L o seu comprimento, E o módulo de Young e νs o

coe�ciente de Poisson da placa (Figura 2.19). Observa-se que o MIE apresenta uma

forte dependência da razão Ms no limite de instabilidade e no modo de vibração

da placa devido ao mecanismo dessa excitação, a qual depende do escoamento e de

propriedades da placa (inércia e rigidez à �exão). Já o IIE não apresenta essa grande

dependência de Ms. Além disso, menores valores de Ms favorecem o mecanismo do

EIE devido à menor inércia da placa e, consequentemente, maior in�uência das

oscilações do escoamento. E ainda o EIE nas regiões de IIE e MIE é possível, mas

torna as oscilações mais irregulares [91].
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Figura 2.19: Limites de instabilidade dos distintos mecanismos na vibração de placas
em escoamentos [91].

Além da distinção nos limites de instabilidade, a relação entre frequência de

vibração da placa StA = fexA/Uc e a amplitude de oscilação A/L também é alterada

de acordo com o mecanismo de atuação (Figura 2.20), podendo ser observado, de

maneira geral, um aumento na amplitude de oscilação associado com a redução

de KB [91]. Dentre os mecanismos, o IIE é o que apresenta maiores amplitudes

de vibração, ocorrendo em menores frequências. Já o EIE apresenta as maiores

frequências de vibração, associadas à frequência de desprendimento de vórtices, que

podem ser muito diversas de acordo com as condições do escoamento e geometria do

corpo, mas as menores amplitudes devido à limitada excitação externa dos vórtices

que se desprenderam do corpo. E as maiores amplitudes ocorrem para a região de

sincronização entre a frequência de desprendimento de vórtices e frequência natural

de vibração [91].
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Figura 2.20: Relação entre a frequência de oscilação da estrutura adimensionalizada
StA e a amplitude de oscilação A/L para os mecanismos IIE, MIE e EIE [91].

O mecanismo de excitações induzidas por instabilidades (IIE) em placas placas

imersas em um escoamento uniforme ocorre por um acoplamento entre as forças

atuantes na estrutura pelo �uido, presentes pelo desprendimento de vórtices das

bordas de ataque e fuga da placa em oscilação, e à rigidez à �exão da estrutura [91].

Essa con�guração permite 4 distintos regimes de oscilação [92], sendo as oscilações

simétricas de baixa amplitude (Region: SS na Figura 2.21), as oscilações simétricas

de alta amplitude (Region: LS na Figura 2.21), oscilações assimétricas (ou de�eti-

das) de baixa amplitude (Region: SA na Figura 2.21) e as oscilações assimétricas

(ou de�etidas) de alta amplitude (Region: LA na Figura 2.21). Shoele e Mittal

[92] observaram ainda que as oscilações simétricas de alta amplitude, desejáveis em

sistemas de colheita de energia, por exemplo, são insensíveis a desalinhamentos de

até 15°entre a velocidade incidente do escoamento e a direção paralela à placa.
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Figura 2.21: (a) Resposta da amplitude de oscilação máxima para distintos ângulos
médios da borda de ataque para razões Ms iguais a 10 (quadrados vermelhos), 1
(círculos pretos) e 0,1 (triângulos azuis) e as setas indicando a redução da rigidez à
�exão. (b) Caso (1), (c) caso (2), (d) caso (3), (e) caso (4), (f) caso (4b), (g) caso
(4c) e (h) caso (5) [92].

A região SS, de pequenas oscilações simétricas, corresponde aos casos onde a

placa possui uma elevada rigidez à �exão e um ângulo médio θ̄ em relação à velo-

cidade incidente do escoamento baixo, indicando as pequenas oscilações em torno

da posição inicial da placa e sem o desprendimento de vórtices dessa estrutura (Fi-

gura 2.21.b). Com a redução da rigidez à �exão há um aumento na amplitude das

oscilações, as quais permanecem simétricas (baixos valores de ângulos médios θ̄), al-

terando signi�cativamente a esteira de vórtices que se desprendem da estrutura, de

forma que a quantidade de vórtices que se desprendem a cada oscilação da estrutura

depende da frequência de oscilação [91] (relacionada à razão de massas Ms, com

menores valores de Ms resultando em menores valores da frequência StA), conforme

Figura 2.22, de maneira que em baixos valores de StA a velocidade do escoamento é

elevada em relação a de oscilação da placa. Podem se desprender 2 pares de vórtices

a cada oscilação (2P) conforme Figura 2.21.c, 2 pares de vórtices e 2 vórtices singu-

lares (2P+2S ), 4 pares (4P), 4 pares e 2 vórtices singulares (4P+2S ) e 6 pares e 2

vórtices singulares (6P+2S ). A presença de um regime com 6 pares de vórtices (6P)

foi proposta por alguns pesquisadores, mas evidências desse regime ainda não foram

obtidas [91]. Com uma maior redução da rigidez à �exão, é observada a de�exão da

placa, a qual oscila em torno dessa nova posição com baixas (região SA) ou elevadas

amplitudes (região LA), com destaque ao efeito da razão de massasMs na amplitude

de oscilação. Além disso, a esteira de vórtices se assemelha à esteira de von Kármán

(Figuras 2.21.d,f,h), com exceção aos casos de maior amplitude de oscilação, onde

há o desprendimento de um vórtice singular (Figuras 2.21.e,g), resultando em uma
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esteira assimétrica. Quanto maior a movimentação da placa (Figura 2.21.g) maior

a interação e alteração presente na esteira de vórtices.

Figura 2.22: Dinâmica dos vórtices que se desprendem da interação do escoamento
e uma placa invertida de acordo com StA [91].

As elevadas amplitudes de oscilação das placas invertidas já atraíram o interesse

de pesquisadores para a utilização em sistemas de colheita de energia com materiais

piezoelétricos e para a intensi�cação de processos de transferência de calor e massa

[91�93]. Apesar das distintas propostas de uso dessa geometria, pouco foi avaliado

em relação à durabilidade e resistência à fadiga da placa, análise fundamental para

sistemas de colheita de energia que possuem o objetivo de reduzir, ou até mesmo

extinguir, intervenções para manutenção ou substituição do equipamento. Com o

objetivo de avaliar a resistência à fadiga de placas invertidas, Yang et al. [93] ob-

servaram que as elevadas amplitudes de oscilação dani�cam gravemente a estrutura

após um número limitado de ciclos, aproximadamente igual a 5× 105, o equivalente

a cerca de 70 horas de operação para uma frequência de oscilação de 2 Hz.

Enquanto na placa invertida o mecanismo de atuação das oscilações está relaci-

onado ao desprendimento de vórtices, nas placas convencionais o mecanismo ocorre

devido a uma retroalimentação entre a inércia da placa (pela força elástica atuando

para retornar à posição não deformada) e as forças do �uido, de modo a ser classi�-

cado com uma excitação induzida pelo movimento da estrutura (MIE), denominado

�utter [91].

Um dos grandes avanços na descrição do fenômeno e predição das condições
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de início do �utter ocorreu com Theodorsen no âmbito da aeroelasticidade, com

o estudo desse fenômeno em placas rígidas [94], utilizando uma formulação linear

para a estrutura e considerando escoamento incompressível e invíscido. A extensão

dessa teoria para o caso de placas �exíveis foi descrita por Argentina e Mahadevan

[94], indicando que a não consideração de efeitos tridimensionais, a não inclusão da

tensão na placa induzida pela camada limite e a não consideração do deslocamento

transversal da esteira de vórtices sobrestima a força de sustentação da placa e,

portanto, estima um valor menor da velocidade crítica de início do �utter. Já Connell

e Yue [95] resolveram, através do método de diferenças �nitas (FDM), o problema

da interação entre o escoamento e a placa convencional, utilizando uma abordagem

particionada para reduzidos KB. Assim, a interação fortemente não linear, com a

presença da camada limite e do deslocamento tranversal da esteira de vórtices, duas

di�culdades do modelo linear de Argentina e Mahadevan [94], é avaliada a �m de

determinar os limites de transição entre os regimes sem oscilação, com oscilações

periódicas e oscilações caóticas (Figura 2.23), relatando a subestimação da razão de

massas Ms de transição para o menor número de Reynolds analisado, igual a 100.

Tais resultados indicam um comportamento característico das oscilações de placas

convencionais, veri�cado por Shoele e Mittal [92] para o caso de placas invertidas

de�etidas, que é a dependência do modo de oscilação com relação à razão de massas

Ms.

μcrit=1.3Re-1/2+KB4π2 

μchaos=2.5μcrit=3.25Re-1/2+KB10π2 

Figura 2.23: Diagrama com a transição entre os 3 regimes de oscilação de uma placa
convencional de baixo coe�ciente KB, sendo µ = Ms. Adaptado de [95].

Nas oscilações periódicas de placas convencionais a relação da rigidez à �exão e

razão de massas é fundamental para o modo de vibração da placa, onde a dominância

das forças do �uido e baixos valores de rigidez à �exão permitem o estabelecimento de

44



oscilações mais complexas e maiores modos naturais de vibração [91, 96], identi�cado

na Figura 2.19. Conforme identi�cado por Akcabay e Young [96], em elevadas razões

Ms há a predominância das forças inerciais da placa, com o regime de transição

ocorrendo para um valor constante de K
−1/2
B (Figura 2.24.a), com uma esteira de

vórtices mais complexa que para o caso de reduzidos Ms devido à maior separação

da camada limite da placa. No regime de baixos Ms a predominância das forças do

�uido faz com que efeitos viscosos (e, consequentemente, a tensão na placa) tenham

grande relevância, postergando o início das oscilações em modos de maior ordem

para maiores valores de K−1/2
B ao reduzir o número de Reynolds [96]. Nesse regime,

as camadas cisalhantes que se desprendem da placa são menores e mais regulares,

resultando em uma esteira de vórtices mais simples (Figura 2.24.b).

KB
-1/2

(a) (b)

Ms

Figura 2.24: (a) Fronteiras das regiões de transição do �utter de placas convencionais
[96]. (b) Dinâmica da esteira de vórtices em placas convencionais de acordo com a
frequência de oscilação StA [91].

Todas essas análises para placas invertidas e convencionais foram realizadas para

o caso sem con�namento lateral ou com um con�namento desprezível. Apesar do

reduzido número de trabalhos que avaliaram o efeito do con�namento nas oscilações

de placas, invertidas ou convencionais, foi possível veri�car que ao aumentar a razão

entre o comprimento da placa L e a largura do canal W há a desestabilização do

movimento da placa para valores elevados de KB, efeito acentuado para maiores Ms,

com um aumento da frequência de oscilação e vibração em modos de maior ordem

[91, 97]. Já a esteira de vórtices é afetada pela interação com as paredes dos canais,

além do fato de que, em elevado con�namento, as placas convencionais colidem com

as paredes dos canais, resultando em vórtices de baixa intensidade e com estruturas

não regulares [91]. Devido à presença das paredes, Tosi e Colonius [98] utilizaram

um modelo para o per�l de velocidade no canal e para o fator de atrito, dependentes

do número de Reynolds, para construir um modelo quasi-1D, permitindo evitar a

resolução numérica do problema para a determinação do limite de estabilidade da
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placa em distintas condições de largura do canal, razão de massas Ms e razão KB.

Com os estudos apresentados, �ca evidente a alteração do escoamento e da esteira

de vórtices pela presença das placas, tanto convencional quanto invertida. Assim, a

dinâmica da oscilação e a interação entre duas placas também foi analisada, tanto

para duas placas uma após a outra, distanciadas de Gy, quanto para duas placas

uma ao lado da outra e distanciadas de Gx. Para o posicionamento de duas placas

lado a lado há uma distinção entre as placas convencionais e as invertidas.

Com as placas convencionais são relatados 3 regimes de oscilação, sendo as placas

oscilando em fase, em fases opostas e desacopladas, além de um regime de transição

entre a oscilação em fase e em fases opostas (Figura 2.25.a) [91]. Para baixos valores

da razão Ms observa-se uma expansão da região de oscilações em fase, enquanto

para maiores valores de Ms observa-se uma expansão da região de oscilações em

fases opostas [91]. Já as placas invertidas possuem a predominância das vibrações

em fases opostas em 2L ≲ Gx ≲ 4L, sendo relatado um aumento na amplitude

e frequência de oscilação das placas [91]. Entretanto, essa interação entre duas

placas invertidas lado a lado é muito dependente das condições iniciais do sistema

e de perturbações que possam ocorrer, além de que placas muito próximas podem

apresentar oscilações em fases opostas, irregulares, colidirem ou até de�etirem [91].

Para o posicionamento de duas placas em série (uma após a outra) são relatadas

interações construtivas ou destrutivas entre os vórtices que se desprendem da placa

à montante (linhas tracejadas nas Figuras 2.25.c-f) e os vórtices da placa à jusante

(linhas contínuas nas Figuras 2.25.c-f), com uma redução na amplitude de oscilação

da placa à montante [91]. Na interação destrutiva, há a redução da intensidade dos

vórtices que se desprendem da extremidade livre da placa à jusante, relacionados à

�exão da placa, resultando em uma redução da amplitude de oscilação, enquanto

nas interações construtivas ocorre o inverso [91]. A interação entre duas placas em

série é análoga, para a placa à jusante, a uma estrutura exposta a uma excitação

externa (EIE).
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(a) Duas placas convencionais lado a lado                 (b) Duas placas invertidas lado a lado

(c) Interação 
destrutiva de duas
placas invertidas 

(d) Interação 
construtiva de duas
placas invertidas

(e) Interação 
destrutiva de duas
placas convencionais

(f) Interação 
construtiva de duas
placas convencionais

Figura 2.25: Regimes de oscilações das interações entre duas placas (a) invertidas
lado a lado, (b) convencionais lado a lado e, para duas placas em série, as intera-
ções (c) destrutivas de placas invertidas, (d) construtivas de placas invertidas, (e)
destrutivas de placas convencionais e (f) construtivas de placas convencionais [91].

Como observado nas placas convencionais e invertidas, ambas estão imersas em

um escoamento uniforme e possuem regimes de oscilação muito dependentes das

condições operacionais, como velocidade do escoamento, e dos materiais, como a

rigidez à �exão da placa e a razão entre as densidades da placa e do �uido [92]. Para

reduzir essa necessidade do correto ajuste de múltiplos parâmetros, alguns autores

propuseram a utilização de um corpo à montante para induzir o desprendimento de

vórtices, os quais atuam na placa como excitações externas [92].

Manela e Howe [99] estenderam o modelo linear e homogêneo de Argentina e

Mahadevan para o caso de uma placa imersa em uma esteira de vórtices quasi-

periódica, com vórtices em ambos os lados da placa deslocando-se na velocidade do
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escoamento e considerando que o seu deslocamento não é afetado pela movimentação

da placa, sendo obtido um modelo linear não homogêneo. Relata-se que a presença

dos vórtices realmente permite a redução da velocidade crítica de início da oscilação

da placa, com o aumento da razão de massa Ms sendo responsável por aumentar a

velocidade crítica e reduzir a frequência de oscilação da placa.

Goushcha et al. [100] estudaram a interação entre os vórtices e uma placa in-

vertida, sendo observados dois mecanismos de atuação dos vórtices na deformação

da placa. O primeiro mecanismo ocorre quando o vórtice aproxima-se da placa,

induzindo o �uido próximo à placa contra ela, e o segundo mecanismo corresponde

à diferença de pressão entre as faces da placa devido ao centro de baixa pressão

do vórtice. Já a interação entre a passagem de múltiplos vórtices e as oscilações da

placa pode ocorrer de duas maneiras, sendo uma interação construtiva ou destrutiva,

dependendo do período entre dois vórtices consecutivos. Para interações destruti-

vas, o vórtice deve passar pela extremidade livre da placa quando esta estiver se

movimentando na direção do vórtice.

Com as propostas de sistemas de colheita de energia com placas �exíveis atrás

de corpos �xos para a geração de vórtices [85, 86], Kuhl e DesJardin [101] avali-

aram numericamente o efeito da relação entre a razão do comprimento da placa

Lcant e o diâmetro do cilindro Dc à montante no deslocamento da extremidade da

placa (adimensionalizado pelo diâmetro do cilindro) e na energia na placa Et (adi-

mensionalizada como EtL/ρsU
2
c t

3
s) devido à energia elástica Es e cinética Ek, sem

considerar o amortecimento interno da estrutura, evidenciando que oscilações perió-

dicas podem ocorrer em condições subcríticas (velocidades do escoamento menores

que a velocidade crítica ao �utter para a placa) para razões Lcant/Dc menores que

5.

Uma análise experimental de Shukla et al. [102] permitiu avaliar ainda que pla-

cas com razões Lcant/Dc ≥ 5 possuem comportamentos semelhantes (Figura 2.26.a),

enquanto placas menores são muito afetadas devido ao comprimento da região de

formação dos vórtices após o cilindro, de aproximadamente 2Dc. No trabalho de

Shukla et al. [102] avaliaram, também, o efeito da rigidez à �exão da placa EI

nas oscilações, destacando que o parâmetro adimensionalizado KB permite avaliar

a rigidez à �exão com a inércia do escoamento e, assim, melhor representar o com-

portamento dinâmico desse sistema (Figura 2.26.b). Observaram ainda a existência

de 2 regimes de oscilações periódicas (I e II nas Figuras 2.26.a,b), com um regime

de oscilações não periódicas de menor frequência e amplitude de oscilação entre os

dois. A redução de K∗ permite uma maior interação entre as camadas cisalhantes,

resultando em maiores amplitudes de oscilação, com valores máximos próximos a

1Dc.
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(b)(a)

Lcant/Dc = 3
Lcant/Dc = 5

Lcant/Dc = 7

EI = 1,32 x 10-5 Nm
EI = 3,96 x 10-6 Nm

EI = 4,56 x 10-5 Nm

KB KB

Figura 2.26: Resultados da relação entre a amplitude de oscilação da placa adi-
mensionalizada A∗ e a rigidez à �exão adimensionalizada KB para distintos (a)
comprimentos da placa (Lcant/Dc) e (b) valores de rigidez à �exão da placa EI
[102].

Com foco em pequenas razões Lcant/Dc, entre 1 e 3, Lee e You [88] avaliaram os

efeitos nos coe�cientes de arrasto e sustentação, na frequência de desprendimento de

vórtices e na amplitude de oscilação da placa. Destaca-se a variação não monotônica

da frequência de desprendimento de vórtices com o comprimento da placa de acordo

com o módulo de Young E da placa, de modo que placas mais �exíveis (menor

E) permitem um aumento na frequência para Lcant/Dc > 1, enquanto placas mais

rígidas reduzem a frequência de desprendimento de vórtices e, ainda, a frequência

de desprendimento de vórtices é maior quando há um aumento na amplitude de

oscilação para Lcant/Dc igual a 1 e 2, sendo o contrário para Lcant/Dc = 3. Já em

relação aos coe�cientes de arrasto (valor médio CDm) e sustentação (média quadrá-

tica CLrms), os valores máximos correspondem aos valores máximos da amplitude

de oscilação da placa. Uma distinção também apresentada é no modo de vibração

da placa, sendo nos modos 1 ou 2 de vibração para Lcant/Dc igual a 1 e 2, e uma

combinação de ambos os modos para Lcant/Dc igual a 3.

Apesar das observações de distintos regimes de oscilação, poucos estudos avali-

aram profundamente a relação entre a rigidez da placa e o regime de oscilação, o

que foi avaliado numericamente, para o caso não con�nado, e através de uma análise

de estabilidade linear por P�ster e Marquet [103] (2 × 102 ≤ E/ρfU
2
c ≤ 2 × 105, o

equivalente a 5 × 10−4 ≲ KB ≲ 5 × 10−1), descrevendo 5 regimes, R1, R2, R3, R4

e R5 (Figuras 2.27.a-e), para um número de Reynolds igual a 80, razão de massas

m∗ = 1 e comprimento e espessura da placa iguais a, respectivamente, 2Dc e 0,06Dc.

O regime R1 (Figura 2.27.a), de maiores valores de rigidez da placa, representa

o caso sem oscilações, com duas regiões de recirculação estáticas envolvendo a placa

em sua posição original não de�etida, resultando em uma pequena compressão da

placa. Ao reduzir a rigidez há o crescimento das instabilidades no escoamento, com

duas camadas cisalhantes, de sinais contrários, presentes em cada lado da placa,
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sendo responsáveis pelo desprendimento de vórtices após a extremidade livre da

placa (a aproximadamente 5Dc do cilindro), a qual interage com os vórtices para

o seu desprendimento, o que resulta em oscilações periódicas da placa em torno de

sua posição original (Regime R2 conforme Figura 2.27.b). Nesse regime vórtices

secundários de baixa intensidade estão presentes na extremidade livre da placa e

afetam os vórtices principais mas não são intensos o su�ciente para se desprender.

Ao reduzir a rigidez da placa foi observado um outro regime de oscilação, R3

(Figura 2.27.c), o qual apresenta oscilações periódicas em torno de uma posição

de�etida, estabilizando as oscilações de forma a apresentarem uma amplitude consi-

deravelmente menor que no regime R2. Além disso, nesse regime é possível observar

um desprendimento de vórtices de menor intensidade e mais afastado da placa (a

aproximadamente 10Dc). Já no regime R4 (Figura 2.27.d) há o retorno ao regime de

oscilações periódicas e simétricas, de elevada amplitude de oscilação, o que reduz a

intensidade dos vórtices que se desprendem próximos à extremidade livre da placa.

Nesse regime ainda é possível observar uma distinção na deformação da placa, a

qual apresenta um ponto de in�exão na região central da placa. E ao reduzir ainda

mais a rigidez da placa são obtidas oscilações quasi-periódicas simétricas de elevada

amplitude, com a presença de duas frequências de oscilação sobrepostas (a de menor

valor é praticamente 10 vezes menor que a alta frequência) que promovem um efeito

de batimento nos coe�cientes de sustentação e arrasto (regime R5 - Figura 2.27.e).

E o padrão da oscilação da placa é composta de uma combinação entre os modos 1

e 2 de vibração da placa.

Um aspecto identi�cado por P�ster e Marquet [103] de grande relevância, ainda

mais em baixas razões de massa, é o efeito da massa virtual na frequência de oscilação

de início dos regimes R2 e R4. Se o efeito da massa virtual permite uma correção

das frequências de vibração da estrutura é possível a presença de uma região de

sincronização, assim como no VIV, para o caso de placas �exíveis presentes na

esteira de vórtices de outros corpos. E quanto menor a razão de massas, observa-se

uma maior e mais intensa região de sincronização. Com os resultados da análise

de estabilidade linear é possível identi�car que a região de sincronização ocorre

devido a um acoplamento entre os autovalores dominantes dos modos hidrodinâmico

e estrutural, ou seja, entre os domínios do �uido e da estrutura. Isso foi demonstrado

também no VIV com Navrose e Mittal [58] (Figura 2.6), de forma que ao aumentar

a razão de massas há o desacoplamento entre esses modos.
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(b)

(c)

(d)

(e)

Figura 2.27: Regimes (a) R1, (b) R2, (c) R3, (d) R4 e (e) R5 descritos por P�ster
e Marquet [103].
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A análise dos coe�cientes de arrasto e sustentação, deslocamento da extremidade

livre da placa e frequência de oscilação realizada por P�ster e Marquet [103] permite

comparar os efeitos dos distintos regimes de oscilação nesses parâmetros (Figuras

2.28.a-d). Há um aumento no coe�ciente de arrasto com a amplitude de deformação

da placa, assim como o coe�ciente de sustentação, o qual apresenta um valor médio

não nulo no regime R3 pela de�exão da placa e amplitudes menores no regime R4,

justi�cado pelos autores pela dinâmica de oscilação da placa reduzir a intensidade

dos vórtices. Já em relação à frequência de oscilação, o regime R3 apresenta um

harmônico em 2 vezes a frequência de oscilação devido a assimetria, enquanto nos

regimes R2 e R4 a simetria promove harmônicos em múltiplos ímpares. No regime

R5 é indicada também a presença das duas frequências de oscilação.

E/ρfUc
2

Figura 2.28: Resultados, para os 5 regimes, do (a) coe�ciente de arrasto, (b) coe�-
ciente de sustentação, (c) deslocamento da extremidade livre da estrutura �exível e
(d) da frequência de oscilação da placa [103]. De (a) a (c) os círculos representam o
valor médio e a barra de erro representa a amplitude da oscilação.

Com o avanço dos métodos numéricos de resolução do problema multifísica de
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interação �uido-estrutura, alguns autores propuseram casos de teste para veri�cação

e validação (benchmarks) com destaque a estruturas expostas a grandes deformações,

como Turek e Hron [104, 105] para o regime laminar, Breuer et al. [106] e de Nayer

et al. [107] para o regime turbulento, e Gomes e Lienhart [108�110] para os regimes

laminar e turbulento.

Turek e Hron [104, 105], Breuer et al. [106] e de Nayer et al. [107] utilizaram uma

geometria semelhante (Figura 2.29), com um cilindro �xo e uma estrutura �exível

�xa atrás do cilindro, de modo a criar benchmarks para a veri�cação e validação

de grandes deformações em estruturas, sendo muito utilizados na avaliação e com-

paração de novas metodologias numéricas. Turek e Hron [104, 105] e Breuer et al.

[106] avaliaram, numericamente, o mesmo domínio computacional em condições de

escoamento laminar (número de Reynolds máximo igual a 200) [104, 105] e turbu-

lento (número de Reynolds de 10000) [106], sendo utilizado uma condição de livre

escorregamento nas paredes do canal em [106] para reduzir o número de elementos

da malha espacial ao evitar a inclusão da camada limite nas paredes do canal, alte-

rando o per�l de velocidade do escoamento incidente para um valor constante. De

Nayer et al. [107] realiza um trabalho númerico e experimental da interação �uido-

estrutura na geometria da Figura 2.29, com Reynolds máximo de 30470 e em um

canal com menor razão de con�namento (Wchannel/Dc = 10,91) em comparação com

os anteriores (Wchannel/Dc = 4,1) [104�106]. Dentre os trabalhos citados, é comum,

para análises quantitativas, a descrição dos coe�cientes de sustentação e arrasto, e

da deformação da extremidade livre da estrutura �exível (Ponto A na Figura 2.29)

nas direções paralela e transversal ao escoamento incidente, com os valores médio e

de amplitude de oscilação desses parâmetros.
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Lcant
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Figura 2.29: Geometria utilizada por Turek e Hron [104, 105], Breuer et al. [106] e
de Nayer et al. [107] nos respectivos benchmarks.

Já nas propostas de veri�cação e validação de Gomes e Lienhart [108�110] duas

alterações principais são observadas em relação aos benchmarks anteriores, sendo a

presença de um corpo rígido na extremidade livre da estrutura �exível (Figura 2.30)

e a condição de livre rotação da estrutura rígida geradora de vórtices (circular ou
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retangular, conforme Figura 2.30). Além disso, há a avaliação de uma faixa mais

ampla de velocidades do escoamento, permitindo observar a mudança do modo de

vibração da estrutura do primeiro para o segunda modo de vibração e o efeito da

geometria da estrutura geradora de vórtices na resposta do sistema. Foram avali-

adas as deformações em toda a estrutura �exível, assim como em sua extremidade

livre, e o ângulo de rotação da estrutura geradora de vórtices, destacando que no

segundo modo de vibração o movimento da massa presente na extremidade da es-

trutura �exível e a rotação do corpo gerador de vórtices estão em fases opostas. Os

resultados numéricos, realizados para a estrutura geradora de vórtices circular no

regime laminar em duas velocidades (1,07 e 1,45 m/s, correspondendo respectiva-

mente ao primeiro e segundo modo de vibração), revelaram uma maior discrepância

com relação aos resultados experimentais para a menor velocidade. Essa discre-

pância é justi�cada pelo primeiro modo de vibração ocorrer na frequência natural

da estrutura (avaliada sem a presença do �uido), sendo mais sensível a variações

no amortecimento da estrutura que o segundo modo de vibração, que ocorre na

frequência natural do sistema �uido-estrutura acoplado. Nesses trabalhos os au-

tores também conseguiram veri�car dois tipos de excitações, as IIE, determinadas

exclusivamente pela geometria da estrutura geradora de vórtices, e as MIE, indepen-

dentes da geometria da estrutura rígida, mas sensíveis às características dinâmicas

da estrutura e propriedades do �uido [110]. Também foi veri�cado um atraso no

início dos efeitos tridimensionais com a presença da placa �exível.
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Figura 2.30: Geometrias utilizadas por Gomes e Lienhart [108�110] para as propos-
tas de benchmark dos autores.

A utilização de placas após corpos rígidos de seção não circular como mecanismo

de controle passivo do escoamento e da esteira de vórtices também foi avaliada,

para o corpo de seção quadrada, por Sharma e Dutta [79]. Além do controle do
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escoamento e da esteira de vórtices diversos autores investigaram o uso de placas

�exíveis imersas na esteira de vórtices de corpos rígidos para colheita de energia com

o uso de materiais piezoelétricos [111�119], com a análise de placas convencionais

ou invertidas e ainda da interação de duas placas.

Sharma e Dutta [79] avaliaram experimentalmente o efeito de placas rígidas

(ts/Dc = 0,15) e �exíveis (ts/Dc = 0,01) de comprimentos Lcant/Dc entre 0 (sem a

presença da placa) e 8, em escoamentos com ar (razão de massas m∗ = 1,2×103)

com números de Reynolds iguais a 600, 1000 e 2000. A variação no comprimento

Lcant permitiu distinguir distintos regimes de interação entre as camadas cisalhantes

do escoamento, esteira de vórtices e a placa, com a placa rígida assemelhando-se

ao comportamento da placa �exível para o menor número de Reynolds considerado.

Para Lcant/Dc ≤ 1 e no menor Reynolds foi observado um regime de encolhimento

da região de recirculação com o aumento do comprimento da placa devido ao com-

primento de formação de 2Dc, o que reduz o coe�ciente de arrasto pela diminui-

ção na largura da região de recirculação (Figura 2.31.a). Para Re = 2000 esse

regime inicial não foi observado pelo menor comprimento de formação dos vórti-

ces. No regime de 1 < Lcant/Dc ≤ 3 há o estiramento das camadas cisalhantes

pela presença da placa entre elas, com um aumento do comprimento de formação

e consequente redução da frequência de desprendimento de vórtices (Figura 2.31.b)

e do coe�ciente de arrasto pela presença dos vórtices secundários (Figura 2.31.a).

O regime de 3 < Lcant/Dc ≤ 4 é caracterizado por um aumento da intensidade

dos vórtices secundários, fazendo com que as camadas cisalhantes se reconectem

na superfície da placa e aumentem a frequência de desprendimento de vórtices,

sendo a frequência máxima resultado de um desprendimento dos vórtices secundá-

rios. Para o maior Reynolds, as maiores amplitudes de oscilação (Figura 2.31.c)

adiantam as interações entre camadas cisalhantes e a placa, adiantando o regime

para 2 < Lcant/Dc ≤ 3. Em Lcant/Dc = 4 o aumento da amplitude das oscilações da

placa aumenta a largura da esteira e o tensor de Reynolds, aumentando o coe�ciente

de arrasto para as placas �exíveis (Figura 2.31.a), destacando que as maiores am-

plitudes de Re = 2000 deixam um signi�cativo aumento no coe�ciente de arrasto.

Na última região (4 < Lcant/Dc ≤ 8) há um contínuo aumento no comprimento de

formação e redução da interação entre camadas cisalhantes, o que reduz a frequência

de desprendimento de vórtices e o coe�ciente de arrasto [79].
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Figura 2.31: Resultados do (a) coe�ciente de arrasto médio, (b) frequência do des-
prendimento de vórtices adimensional e (c) amplitude máxima de oscilação do estudo
de Sharma e Dutta [79], sendo RSP a placa rígida e FSP a placa �exível.

Shi et al. [111, 112] avaliaram, para um corpo rígido de seção quadrada em um

escoamento com água uma placa convencional de PET, material selecionado pelas

propriedades físicas semelhantes a do PVDF, polímero piezoelétrico muito utilizado

pela grande �exibilidade e reduzido custo, �xa a uma distância Dc do corpo rígido.

Foram observados 3 modos de vibração (A, B e C, conforme Figura 2.32.a) para

a faixa de Reynolds de 3200 a 12000, com o modo C possuindo 3 distintas regiões

de acoplamento entre a frequência de desprendimento de vórtices fv e a frequência

de vibração da placa fm (Figura 2.32.b), sendo a região II a de sincronização [111].

Pela utilização de um material não piezoelétrico, a potência elétrica é estimada de

acordo com a energia potencial elástica total da placa, sendo observada uma variação

entre o modo C e os modos A e B (Figura 2.32.a) pela maior amplitude e raio de

curvatura da placa no modo C. A relação entre distintas razões de aspecto da placa,

de�nida como a razão entre o comprimento e a largura da placa, foi avaliada em [?

], observando uma redução na faixa de Reynolds dos modos A e B e um aumento

na faixa do modo C para maiores razões de aspecto devido à menor rigidez efetiva.

Apesar do aumento na razão de aspecto não alterar signi�cativamente a razão de

frequências fm/fv, há o aumento nos efeitos tridimensionais da esteira de vórtices

na placa, resultando em efeitos torsionais na placa que impõem um limite superior

na energia potencial elástica, o qual ocorre para um menor número de Reynolds que

em menores razões de aspecto.
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(a) Mode A Mode B Mode C

(b)

Figura 2.32: Resultados experimentais de Shi et al. [111] para (a) a energia po-
tencial elástica da placa e (b) razão entre frequência de vibração da placa fm e de
desprendimento de vórtices fv.

A colheita de energia com corpos rígidos de seção circular foi avaliada por Yu e

Liu [113], para a placa convencional �xa a uma distância Gx do cilindro, e Umair

et al. [117] para a placa invertida com a extremidade livre a uma distância Gx

do cilindro, ambos utilizando o PVDF como material piezoelétrico. Yu e Liu [113]

avaliaram o escoamento em ar (m∗ ≈ 103) para os números de Reynolds, baseado no

comprimento da placa (ReLcant), de 6,35×104 a 1,28×105, e considerandoGx igual a 0

(placa �xa no cilindro), Dc e 2Dc, comparando com o caso sem a presença do cilindro

(Dc = 0). A presença do cilindro à montante permite a redução da velocidade crítica

de início da oscilação da placa e ainda inibe a histerese na oscilação, com a presença

de oscilações do tipo EIE nas menores velocidades, caracterizado por oscilações de

baixa amplitude e uma rápida redução da frequência de oscilação com o aumento

da velocidade, indicado na Figura 2.33.a. Uma maior potência elétrica que o caso

sem cilindro foi obtida para Gx = 0 e Gx = Dc, de modo que o caso com Gx = 2Dc

apresentou menor potência elétrica devido às oscilações mais irregulares observadas

(Figura 2.33.b), com uma potência elétrica máxima de cerca de 200 µW . Já no

trabalho de Umair et al. [117], foram avaliadas as oscilações de uma placa invertida

imersa em um escoamento com água, destacando, para 4760 ≤ ReD ≤ 10624, 3

distintos regimes de oscilação de acordo com a variação de Gx (entre 0 e 2,5Dc) e

de ReD. São observados os regimes da placa em repouso para Gx = 0, devido à

proximidade com o cilindro interromper o desenvolvimento dos vórtices, o regime

com a placa �etida, para Gx ≥ 1,5Dc, e o regime com a placa oscilando em torno

da posição original quando Gx ≥ 0,5Dc, de modo que a máxima tensão elétrica foi

obtida para 0,5 ≤ Gx/Dc ≤ 1,5.
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Figura 2.33: Resultados da (a) frequência de vibração da placa e da (b) potência
elétrica gerada do trabalho de Yu e Liu [113].

Corpos de seção em D foram avaliados por Latif et al. [114], para uma placa

convencional a uma distância Gx da seção reta do corpo, e por Arshad et al. [118]

para duas placas convencionais. Para uma única placa, Latif et al. [114] observaram

dois regimes de oscilação para 2,5×104 ≤ ReLcant ≤ 3,5×104 de acordo com a posição

Gx da placa, sendo um regime de desprendimento incompleto dos vórtices (Gx/Dc <

3) com baixa tensão elétrica produzida e um regime de elevada tensão elétrica em

Gx/Dc > 3, com um aumento na tensão elétrica ao aumentar o comprimento da

placa para Gx/Dc < 3. O aumento no comprimento da placa Lcant de Dc para

2Dc desloca a região de máxima tensão elétrica para maiores Reynolds. Arshad et

al. [118] avaliou o efeito de uma segunda placa na colheita de energia, de modo

que a primeira placa (convencional) está a uma distância Lcant do corpo rígido e a

segunda placa (convencional) é posicionada a uma distância 0,1 ≤ Gx/Lcant ≤ 1,

na direção do escoamento incidente, e 0 ≤ Gy/Lcant ≤ 0,5, perpendicular à direção

do escoamento. A oscilação em fase das duas placas resulta em uma interação

destrutiva nos vórtices, o que resulta em uma interação irregular entre os vórtices e

a placa e reduz o coe�ciente de arrasto na placa à jusante, diminuindo a colheita de

energia. Para 1,2 ≤ Gx/Lcant ≤ 2 e 0 ≤ Gy/Lcant ≤ 0,2 há uma forte interação entre

os vórtices que se desprendem do corpo e da placa à montante, correspondendo à

região de máximo coe�ciente de arrasto e máxima tensão elétrica.

Corpos de seção C invertida foram avaliados por Latif et al. [115], para uma placa

convencional a uma distância Gx do centro do corpo rígido, e por Mutjaba et al.

[116] para duas placas convencionais em série e com uma distância Gx2 entre elas. No

estudo de Latif et al. [115] foram avaliados corpos de seção C invertida com distintos

ângulos de abertura, entre 0°(corpo de seção circular) e 180°, observando uma maior

colheita de energia que o corpo de seção circular para ângulos maiores que 60°,
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indicado na Figura 2.34. As máximas potências para cada ângulo de abertura são

obtidas para maiores velocidades do escoamento, e as menores potências ocorrem,

com exceção do ângulo de 180°, para distâncias Gx iguais a 3Dc. Com a redução

da velocidade do escoamento, o melhor acoplamento/interação entre os vórtices e a

oscilação da placa ocorre para menores valores de Gx. Mutjaba et al. [116] avaliaram

duas placas em série imersas na esteira de vórtices de um corpo de seção em C

invertida (180°), com um aumento na frequência e amplitude de oscilação da placa

com o aumento da velocidade do escoamento, enquanto o posicionamento das placas

(Gx1 e Gx2) permite a melhor sincronização/acoplamento entre a esteira de vórtices

e a oscilação das placas, com as maiores potências elétricas para Gx1 = Gx2 > 1,5

(com o máximo em 1,75). Enquanto no trabalho de Latif et al. [115] foi possível

obter uma potência elétrica máxima de 5,7 µW , no trabalho de Mutjaba et al. [116]

foi possível obter uma potência de cerca de 30 µW para uma única placa e de 65

µW para as duas placas em série.

Figura 2.34: Condições e resultados da máxima e mínima potência elétrica produ-
zida, comparando com o caso do cilindro (ângulo de abertura igual a 0) [115].

Conforme observado nos estudos citados, a geometria do corpo rígido tem um

efeito signi�cativo na colheita de energia. Para permitir uma comparação quan-

titativa de distintas geometrias, o estudo experimental de Mehdipour et al. [119]

avaliou, em escoamentos com ar, um conjunto de 19 geometrias para o corpo rígido

(Figura 2.35.a) e 8 con�gurações para a placa convencional e a camada de PVDF,

além de 3 espessuras para a placa, utilizando a média quadrática da tensão elétrica,

faixa útil de colheita de energia e energia gerada pela placa. Foi analisada a faixa

de frequências útil a �m de avaliar quais geometrias permitem a colheita de energia

em uma maior faixa de velocidades do escoamento, com melhores resultados para

as placas de maior comprimento, ocorrendo normalmente para corpos de maior co-

e�cientes de arrasto e sustentação (Figura 2.35.b), sendo mais recomendado para a

colheita de energia em escoamentos com grandes variações na velocidade. Observa-

se uma relação entre o arrasto e a amplitude da tensão elétrica gerada, de forma que
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corpos com maiores coe�cientes de arrasto possuem maior diferença de pressão na

sua parte traseira, resultando em maiores tensões elétricas, com destaque ao corpo

de seção em C invertido (Figura 2.35.c). Para placas com a mesma rigidez à �e-

xão, a que possui maior espessura da camada piezoelétrica permite maiores tensões

elétricas. Para escoamentos de maior velocidade, observou-se que placas de menor

comprimento geram mais energia elétrica, enquanto para menores velocidades as

maiores placas possuem melhor geração de energia.

(a)

(b) (c)

Figura 2.35: (a) Geometrias do corpo rígido e resultados das geometrias com (b)
maiores faixas úteis de geração de energia e com (c) maiores valores de geração de
energia na faixa de 2 a 12 m/s [119].

A comparação entre placas convencionais e invertidas para um corpo rígido re-

tangular foi avaliada por Kim et al. [120] para distintos posicionamentos da placa

à jusante do corpo (a uma distância Gx/Lcant, paralela ao escoamento, e Gy/Lcant,

transversal ao escoamento) e para escoamentos com ar (m∗ ≈ 103) e com água

(m∗ ≈ 1). Para a placa convencional foram observados 2 regimes de oscilações pe-

riódicas, sendo um deles para o posicionamento da placa na linha de simetria do

corpo (Gy = 0), caracterizado por oscilações no primeiro modo natural de vibração

pela sincronização com os vórtices desprendidos, de modo que placas mais próximas

do corpo rígido apresentam maior amplitude de oscilação pela interação dos vórti-

ces com a extremidade livre da placa e placas mais afastadas possuem oscilações

irregulares de baixa amplitude pelas oscilações nos campos de pressão e velocidade

do escoamento, já que os vórtices interagem com a extremidade �xa da placa. No

escoamento com ar são observadas oscilações periódicas e regulares na faixa de ve-
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locidade reduzida U∗ (a velocidade reduzida é um parâmetro adimensional de�nido

como U∗ = U
√

12(1−ν2s )ρfL
3
cant

Est3s
) entre 0,7 e 1,1, e oscilações não regulares para maio-

res valores de U∗ (Figura 2.36.a), resultado de uma competição de modos por uma

grande discrepância entre a frequência de desprendimento de vórtices e de oscilação.

Já no escoamento com água as oscilações de baixa amplitude em baixas velocidades

é suprimido devido ao maior amortecimento do �uido, com um aumento da am-

plitude de oscilação ao aumentar U∗ (Figura 2.36.a), resultado da relação entre a

frequência de desprendimento de vórtices (linha tracejada nas Figuras 2.36.b) e a

frequência de oscilação da estrutura, demonstrando a região de sincronização para

placas convencionais imersas na esteira de um corpo à montante. Ao deslocar a

placa convencional na direção transversal ao escoamento (Gy ̸= 0), é observada a

oscilação da placa no segundo modo natural de vibração para o escoamento em ar,

com um mecanismo de �utter e não pela sincronização com os vórtices (responsáveis

por um forçamento assimétrico na placa para Gy ̸= 0), com o corpo rígido respon-

sável por aumentar a velocidade do escoamento incidente na placa e, assim, reduzir

a velocidade U∗ crítica de início do �utter, enquanto no escoamento em água isso

não é observado devido à supressão do �utter pela maior inércia do �uido.

(b) AirAir

WaterWater

(a)

Figura 2.36: Variação com a velocidade U∗ da (a) amplitude de oscilação da placa
e da (b) frequência de oscilação para a placa convencional em escoamentos com ar
e água e Gy = 0 [120], sendo os casos descritos como [Gx/Lcant,Gy/Lcant].

Já para a placa invertida, Kim et al. [120] observaram dois tipos de oscilação da

placa, uma delas de baixa amplitude (A/Lcant ≈ 0,25) resultante da sincronização

com os vórtices (para 0,7 ≤ U∗ ≤ 0,9 e Gx/Lcant = 1,67 e 2), a qual não ocorre para

placas invertidas imersas em escoamentos uniformes nem para Gy ̸= 0, e uma de

grande amplitude de oscilação com mecanismo igual ao da placa invertida em um
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escoamento uniforme. Entre esses dois tipos de oscilação, são relatadas oscilações

irregulares de baixa amplitude. O efeito do posicionamento da placa afeta consi-

deravelmente a velocidade U∗ crítica de início das oscilações, podendo-se dividir o

comportamento da placa em 3 regiões (Figura 2.37.a), sendo a região I a que não

apresenta oscilações para U∗ entre 0,3 e 3,8 para escoamentos com ar e entre 1,0 e

2,9 para água, e as regiões II e III com oscilações que iniciam-se a uma velocidade U∗

crítica maior e menor, respectivamente, que o caso sem o corpo rígido à montante

(Figura 2.37.b). Destaca-se que, ao contrário da placa convencional, o comporta-

mento da placa invertida em escoamentos em água foi semelhante ao escoamento em

ar (Figuras 2.37.c-f), com a indicação de pequenas variações com m∗ nas fronteiras

entre as regiões (Figura 2.37.f).

(b)

Gx/Lcant
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(a)

(c) [0.33, 0]

Water
Air

[1.67, 0] [0.33, 0.67] [1.33, 0]
Water
Air

Water
Air

Water
Air

(e) (f)(d)

Figura 2.37: (a) Regiões de transição da velocidade crítica U∗ com o posicionamento
Gx e Gy, (b) comparação da amplitude de oscilação para as 3 regiões, e (c)-(f) vari-
ação da amplitude de oscilação com a velocidade U∗ para distintos posicionamentos
[Gx/Lcant,Gy/Lcant] em escoamentos com ar (◦) e água (∗) [120].

Akaydin et al. [87] avaliou a colheita de energia de uma placa invertida imersa

na esteira de vórtices de um corpo rígido de seção circular e imersa na camada limite

turbulenta que se desenvolve em uma placa plana, veri�cando que as maiores perdas

ocorrem na transferência de energia mecânica do escoamento para a placa e não na

conversão de energia mecânica em energia elétrica no material piezoelétrico. Para

o corpo de seção circular, veri�cou-se experimentalmente que a máxima potência

elétrica ocorre para a placa localizada na linha de simetria do corpo (Gy = 0) e

para uma distância de 2Dc entre a extremidade livre da placa invertida e o centro

do cilindro. Também foram realizada simulações numéricas com um modelo 2D das

equações de Navier-Stokes em volumes �nitos e um modelo reduzido (SDOF) para

a placa, sendo indicado que o uso de modelos não-lineares de grandes deformações

para a placa deve permitir uma melhoria nas soluções numéricas.

A presença de placas �exíveis �xas atrás do cilindro também foi investigada nas
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vibrações por vórtices [121, 122], avaliando a relação da rigidez da placa �exível

(sendo U∗ = U/fn1Dc = 0 uma placa rígida e U∗ = 160 uma placa que apresenta

baixa rigidez à �exão, com fn1 a frequência natural da placa) e da razão de massas

m∗ nos distintos regimes de oscilação, padrões dos vórtices e modos de vibração da

placa, além de avaliar a histerese ao considerar um aumento ou diminuição de U∗ e

ainda o caso da placa estacionária como condição inicial. São veri�cados 4 distintos

modos de vibração da placa (EB-1, EB-2, EB-3 e EB-4 na Figura 2.38) e múltiplas

regiões de sincronização (L1, L2, L3 e L4 na Figura 2.38). A região L1 apresenta um

comportamento semelhante ao das vibrações induzidas por vórtices de um cilindro

rígido, com o padrão 2S de vórtices na esteira, de modo que quanto maior a razão

m∗, mais próxima é a frequência de oscilação da frequência natural do modo EB-1

devido à redução da massa virtual com o aumento de m∗. Já a máxima amplitude

independe de m∗ em L1, mas há um deslocamento com a velocidade U∗. Conforme

observado na Figura 2.38.a, há a contribuição dos modos EB-2 e EB-1 na região L2,

com uma redução da contribuição de EB-2 ao aumentar U∗ para baixos valores de

m∗, com a frequência de oscilação aproximando-se da frequência natural do modo

EB-2. Já as regiões L3 e L4 possuem oscilações da placa nos modos EB-3 e EB-4,

de modo que nas regiões L2, L3 e L4 há uma dependência da amplitude de oscilação

com m∗, além de ser possível veri�car a existência das regiões L0
3, L

0
4 e D3 para o

caso da placa estacionária como condição inicial. Em geral, os padrões de vórtices 2S

são observados para menores velocidades U∗ enquanto os padrões 2P, P+S e 2P+2S,

mais complexos, são observados para maiores U∗, demonstrando que os padrões de

vórtices são dependentes da amplitude e frequência da oscilação, mas independem

de U∗ e da região de sincronização, sendo semelhante aos padrões do cilindro rígido

oscilando forçadamente sem a presença da placa.
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U*=U/fn1D

Figura 2.38: Variação da (a) frequências F naturais de vibração e frequências do-
minantes, (b) da média quadrática da amplitude de oscilação Arms e da (c) ampli-
tude média Aavg com a velocidade U∗ = U/fn1D adimensionalizada com a primeira
frequência natural de vibração da estrutura �exível [122].

2.1.1 Motivações e Objetivos do Trabalho

Conforme descrito, as interações �uido-estrutura são fenômenos muito complexos

e de difícil modelagem, de forma que simulações numéricas, mesmo que limitadas

quanto ao número de Reynolds máximo, permitem uma avaliação mais profunda

dessas complexas interações, seja com a disponibilidade de todo o campo de veloci-

dade e pressão no domínio para análise ou ainda com a possibilidade de determinar

parâmetros difíceis ou impossíveis de se realizar experimentalmente. Como indi-

cado anteriormente, sistemas de colheita de energia das interações �uido-estrutura
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compreendem uma área de grande interesse em pesquisa e desenvolvimento, o que

permitiria o desenvolvimento de micro sensores e micro sistemas autônomos.

Muito tem sido proposto em micro e mini sistemas de colheita de energia, de

modo que os materiais piezoelétricos são aqueles que apresentam maior potencial

para o sucesso nessa aplicação, devido à simplicidade em utilização desse material,

inexistência de partes móveis e pela não necessidade em acoplar uma fonte de tensão

elétrica, como é o caso do mecanismo de conversão eletrostático. Assim, um maior

potencial de coleta de energia ocorre em situações de elevada amplitude de oscilação,

como é o caso do VIV, galloping e das placas invertidas, por exemplo. Apesar

das elevadas amplitudes máximas de oscilação do galloping e das placas invertidas,

o galloping ocorre em elevadas velocidades do escoamento e as placas invertidas

possuem uma restrição quanto à vida útil delas devido à fadiga. Apesar do VIV ser

frequentemente apontado como um dos melhores candidatos à colheita de energia em

micro e mini sistemas, a frequente permanência desses sistemas sob escoamento em

regime laminar (Re < 500) limita o aproveitamento do VIV às máximas amplitudes

de aproximadamente 0,6Dc.

Dessa forma, os objetivos deste trabalho compreendem a resolução acoplada, via

simulações numéricas, das equações governantes dos domínios �uido e sólido para

uma viga cantiléver com uma extremidade �xa à jusante de um corpo rígido e �xo e

a outra extremidade livre, com um cilindro rígido em sua extremidade. As condições

do sistema e materiais foram selecionados para permitir aproximar-se de condições

e materiais disponíveis comercialmente, o que poderia ser utilizado, futuramente,

para validações dos resultados numéricos obtidos. Para a avaliação de parâmetros

signi�cativos na resposta da interação �uido-estrutura, é proposta a realização de

uma análise paramétrica, variando-se o número de Reynolds, geometria do corpo

à montante da viga, con�namento e espessura da viga cantiléver. A avaliação da

resposta do sistema frente a essas distintas condições é realizada com a análise da

esteira de vórtices resultante, da oscilação da viga cantiléver e das forças atuantes

na estrutura �xa e �exível.
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Capítulo 3

Metodologia

Neste capítulo serão descritas as modi�cações, na geometria, na velocidade do

�uido e nas condições do escoamento, realizadas na análise paramétrica, além de

descrever detalhadamente a metodologia empregada. Para isso, serão descritas as

equações governantes do sistema, método numérico empregado, assim como discreti-

zações, método de acoplamento da interação �uido-estrutura e métodos de resolução

das múltiplas físicas do problema considerado.

3.1 Descrição do Sistema

O sistema de colheita de energia proposto é composto de uma estrutura �xa

(estrutura geradora de vórtices) e uma estrutura �exível (estrutura cantiléver) de

comprimento Lcant engastada na estrutura �xa, e composta por um material poli-

mérico, conforme Figura 3.1. A utilização por um polímero para a viga cantiléver é

devido aos menores módulos de elasticidade desses materiais em relação a materi-

ais metálicos, o que permite a redução da frequência natural de vibração, essencial

para maiores deformações da estrutura em microssistemas. Além disso, a utilização

de uma geometria de placa convencional ocorre pela maior resistência à fadiga e

durabilidade dessa geometria em comparação com a invertida [93].

A estrutura geradora de vórtices tem comprimento característico Dc constante

e igual a 5 mm. Na extremidade livre da estrutura cantiléver há uma estrutura

cilíndrica rígida de aço inoxidável (densidade igual a 8000 kg/m3) de diâmetro d =

2 mm para reduzir a frequência natural de vibração da estrutura e aumentar a

inércia da estrutura, a �m de resultar em maiores de�exões. O uso da estrutura

cilíndrica rígida permitirá ainda avaliar o efeito da interação dessa estrutura e dos

vórtices que se desprendem dela com os vórtices da estrutura geradora de vórtices.

O material polimérico considerado na estrutura cantiléver tem densidade igual

a 1780 kg/m3, Módulo de Young igual a 2 GPa e razão de Poisson igual a 0,40, de

forma a possuir valores próximos de polímeros como PET (Politereftalato de Etileno)
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e PVDF (Fluoreto de Polivinilideno) [111], um material polimérico com proprieda-

des piezoelétricas amplamente utilizado. O material polimérico considerado tem

espessura ts igual a 100 µm.

Estrutura Geradora de Vórtices }Estrutura Cantiléver
Corpo Rígido de Aço Inoxidável

Lcantilever

ts = 100 μm

Figura 3.1: Sistema proposto para a avaliação da interação �uido-estrutura em uma
viga cantiléver exposta a uma esteira de vórtices de um corpo rígido �xo à montante.

Com o objetivo de simpli�car o sistema e permitir uma análise mais abrangente,

com a redução do custo computacional, é realizada uma análise bidimensional do

sistema.

Essa estrutura está contida em um domínio computacional de largura W e po-

sicionado no centro do canal a distâncias Lin e Lout entre o centro da estrutura

geradora de vórtices e a entrada e saída do canal, respectivamente.

y
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le
t

U(y)

O
ut

le
t

W

x
Lin Lout

Umax Dc

d

W
2

Figura 3.2: Representação do domínio computacional com a estrutura proposta.
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3.2 Análise Paramétrica

A análise paramétrica proposta avalia 4 distintos parâmetros, sendo 1 deles rela-

cionados à geometria da estrutura geradora de vórtices, 1 relacionado à velocidade

do escoamento (número de Reynolds), 1 relacionado às condições do domínio no

qual o sistema está imerso a �m de avaliar o efeito do con�namento e 1 relacionado

à espessura da viga cantiléver.

3.2.1 Geometria da Estrutura Geradora de Vórtices

Para a estrutura geradora de vórtices serão consideradas três distintas geome-

trias, selecionadas a partir do estudo de Mehdipour et al. [119]. Todas as estruturas

possuem comprimento característico igual a 5 mm, sendo as estruturas triangular,

estrutura em C invertido e estrutura retangular, conforme Figuras 3.3.a-c, respec-

tivamente. A estrutura triangular possui lados iguais e de comprimento 5 mm, a

estrutura em C invertido possui diâmetro externo igual a 5 mm e interno igual a

4 mm, e a retangular, de razão de aspecto igual a 3, possui lados iguais a 5 e 1,67

mm.

U(y)

b) Estrutura em C invertido com
     Diâmetro Externo 5 mm e
      Interno 4 mm

a) Estrutura Triangular
     de Lado 5 mm

c) Estrutura Retangular de
     Lados 5 mm e 1,67 mm

U(y) U(y)

Figura 3.3: Geometrias (a) triangular, (b) C invertido e (c) retangular da análise
paramétrica da estrutura geradora de vórtices.

3.2.2 Número de Reynolds

Para avaliar a in�uência da velocidade do escoamento, e consequentemente a

dinâmica da esteira de vórtices, na resposta da estrutura são avaliados dois números

de Reynolds, baseado na velocidade máxima do escoamento Umax (Equação (3.1)), os

quais são iguais a 125, 250, resultando em velocidades máximas de 0,025 e 0,050m/s.

Para tais valores de números de Reynolds o escoamento permanece laminar. Apesar

de trabalhos na literatura apontarem a existência de estruturas tridimensionais no

escoamento ao redor de um cilindro a partir de Reynolds igual a 180 para o caso não

con�nado [31, 123] e acima de 200 para o caso com con�namento lateral [124, 125],

Gomes e Lienhart [110] veri�cou que a presença da placa �exível atrás do cilindro

68



atrasa o início de efeitos tridimensionais para Reynolds acima de 250, de modo que

é mantida uma análise bidimensional para esse sistema. Já o valor de 125 é utilizado

por ser um valor próximo ao Recrit para o escoamento con�nado (β = 40%) ao redor

de um corpo de seção circular com condição de não escorregamento [126].

Re =
ρfUmaxDc

µf

(3.1)

3.2.3 Condições de Contorno do Domínio Computacional

O con�namento lateral tem um efeito signi�cativo no fenômeno de desprendi-

mento de vórtices, adiando o início das instabilidades e aumentando, assim, o número

de Reynolds crítico Recrit [126], além de aumentar a frequência de desprendimento

de vórtices [127, 128]. A presença das paredes laterais também afeta considera-

velmente a esteira de vórtices devido à interação com as camadas cisalhantes das

paredes, podendo resultar no desprendimento de vórtices dessas paredes [127, 128].

Além disso, a variação da velocidade do escoamento na direção y, perpendicular às

paredes, devido à presença da condição de não-deslizamento nas paredes do canal,

introduz um efeito de inversão da esteira de vórtices de von Kármán [129].

Para avaliar a interação �uido-estrutura em distintas condições de con�namento

lateral do escoamento e o seu efeito nas oscilações da estrutura cantiléver e na

esteira de vórtices, tal como Chen et al. [56] para o caso do VIV próximo a uma

única parede, são propostas três distintas condições. Uma condição re�ete o não

con�namento da estrutura e duas apresentam um con�namento lateral com razão

de bloqueio β = Dc

W
igual a 40% (W =12,5 mm), sendo uma delas com as laterais

do canal com condição de não deslizamento (u = 0) e a outra com condição de

livre escorregamento ∂uf/∂y = 0, ambas com condição de não penetração do �uido

(vf = 0), sendo uf e vf as componentes da velocidade do �uido nas direções x

e y, respectivamente. Na superfície da estrutura geradora de vórtices, estrutura

cantiléver e cilindro rígido ao �nal da estrutura cantiléver, utilizam-se condições de

não deslizamento e não penetração do �uido.

Condição de escoamento não con�nado

Para a condição de escoamento não con�nado, tem-se um canal com largura

W igual a 20 vezes o comprimento característico da estrutura geradora de vórtices

(100 mm, equivalente a uma razão de bloqueio de 5%) e comprimento total de 40

vezes Dc (200 mm), a �m de reduzir os efeitos do domínio nos resultados obtidos

conforme o trabalho de Kumar e Mittal [130]. O comprimento Lin é igual a 10Dc e

o comprimento Lout é igual a 30Dc. Nas laterais do domínio computacional tem-se

condições de livre escorregamento e não penetração do �uido, enquanto na saída há
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uma condição de pressão manométrica nula e na entrada é imposta uma velocidade

constante e igual à velocidade máxima Umax, conforme indicado na Figura 3.4.

y

In
le
t

O
ut

le
t

W
=

20
D

c

x
Lin=10Dc Lout=30Dc

Umax

duf/dy=0 ; vf=0

duf/dy=0 ; vf=0

p=
0

Figura 3.4: Domínio computacional e condições de contorno usadas no caso do
escoamento não con�nado.

Condição de escoamento con�nado e não deslizamento do �uido

Na condição de escoamento con�nado lateralmente e com não deslizamento do

�uido tem-se um canal com razão de bloqueio β igual a 40%, correspondendo a uma

largura W de 12,5 mm. Os comprimentos Lin e Lout são iguais a 12Dc e 35Dc,

respectivamente, de acordo com os estudos de Camarri e Giannetti [124] e Al�eri

et al. [131]. Nas laterais do domínio são impostas condições de não deslizamento

e não penetração do �uido, enquanto na saída é utilizada uma condição pressão

manométrica nula e na entrada é prescrito um per�l de velocidade u(y) para o

escoamento completamente desenvolvido (Escoamento de Hagen-Poiseuille) dado

pela Equação 3.2, conforme indicado na Figura 3.5.

uf (y) = Umax
y(W − y)

(W/2)2
(3.2)
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x
Lin=12Dc Lout=35Dc

Umax

uf=0 ; vf=0

p=
0

uf=0 ; vf=0

Figura 3.5: Domínio computacional e condições de contorno usadas no caso do
escoamento con�nado e com não deslizamento do �uido.

Condição de escoamento con�nado e livre escorregamento do �uido

Na condição de escoamento con�nado lateralmente e com livre escorregamento

do �uido tem-se um canal com razão de bloqueio β igual a 40% e os comprimentos

Lin e Lout são iguais a 12Dc e 35Dc, respectivamente. Nas laterais do domínio são

impostas condições de livre deslizamento e não penetração do �uido, enquanto na

saída é utilizada uma condição pressão manométrica nula e na entrada é prescrita

uma velocidade constante e igual a Umax, conforme indicado na Figura 3.6.

y

In
le
t

O
ut

le
t

W
=

2,
5D

c

x
Lin=12Dc Lout=35Dc
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duf/dy=0 ; vf=0
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0

Figura 3.6: Domínio computacional e condições de contorno usadas no caso do
escoamento con�nado e com livre escorregamento do �uido.
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3.2.4 Espessura da viga cantiléver

Além da variação da velocidade do escoamento, parâmetro que afeta diretamente

a velocidade reduzida U∗ = U/fnDc, deseja-se uma variação mais ampla na faixa

de velocidades reduzidas avaliadas a �m de determinar a resposta nas condições de

fn ≈ fSt, fn > fSt e fn >> fSt. E, seguindo outros estudos realizados para o VIV

[46, 50], opta-se por alterar a frequência natural de oscilação da estrutura cantiléver.

Mantendo-se constante o comprimento Lcant, material (responsável por determinar

ρs, νs e E) e massa na extremidade livre, a frequência natural de oscilação de uma

viga cantiléver é alterada com a espessura ts na relação t
3/2
s [132]. Assim, a análise

paramétrica avaliará, também, as espessuras de 100µm, 50µm e 25µm, o que deve

resultar em uma redução de cerca de 8 vezes na frequência natural da estrutura.

3.3 Formulação Matemática

Os modelos matemáticos utilizados na resolução do problema proposto são di-

vididos em dois, um destinado à resolução do escoamento do �uido no interior do

canal e limitado ao domínio �uido e um relacionado ao domínio sólido da estrutura

cantiléver.

3.3.1 Escoamento e Interação Fluido-Estrutura

A modelagem do escoamento pode ser realizada de acordo com duas descrições

clássicas do movimento, a Euleriana e a Lagrangeana [133]. Na descrição Euleriana

o escoamento é descrito de acordo com um referencial �xo, enquanto na Lagrange-

ana o sistema de referência acompanha a movimentação do �uido. No caso de um

domínio unidimensional com 5 nós, a descrição Euleriana, indicada na Figura 3.7.a,

faz com que os nós permaneçam �xos enquanto as partículas de �uido movimentam-

se de acordo com a sua posição e velocidade, de modo que as características da

partícula são calculadas a partir de uma interpolação, resultando no surgimento de

uma importante difusão numérica. Já na descrição Lagrangeana, indicada na Figura

3.7.b, não há o aparecimento da difusão numérica pois os nós da malha acompanham

o movimento das partículas de �uido. Entretanto, essa movimentação pode gerar

grandes deformações na malha, deteriorando a qualidade dos elementos e, assim,

prejudicando a precisão da solução numérica.

Dessa forma, a descrição Lagrangeana-Euleriana Arbitrária (ALE), indicada na

Figura 3.7.c, surge como uma generalização na descrição do escoamento [133, 134],

de forma a não considerar um sistema de referência �xo nem um referencial

movimentando-se com velocidade igual a do �uido, mas sim com uma velocidade

arbitrária de�nida de acordo com as condições do sistema. Assim, é possível apro-
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veitar as vantagens e reduzir as desvantagens de cada descrição. Além disso, devido à

robustez, acurácia e não necessidade em recriar a malha, a descrição ALE apresenta

vantagens em relação ao uso de outros métodos de domínio �ctício [71].

Ponto Material

a)

b)

c)

Nó

Movimento do Ponto Material

Movimento do Nó da Malha

t

t

t

Figura 3.7: Exemplo unidimensional da (a) Descrição Euleriana, (b) Descrição La-
grangeana e (c) Descrição Lagrangeana-Euleriana Arbitrária (ALE).

As equações governantes do escoamento são dadas pelas equações de Navier-

Stokes na descrição Lagrangeana-Euleriana Arbitrária, com a equação da continui-

dade (Equação 3.3) e a equação de conservação de quantidade de movimento linear

(Equação 3.4), considerando o escoamento incompressível, �uido Newtoniano, iso-

térmico e com propriedades constantes, considerado como a água a 20°C.

∇ · v∼ = 0 (3.3)
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ρf
∂v∼
∂t

+ ρf (v∼ − v̂∼)∇ · v∼ = −∇p+ µ∇2v∼ (3.4)

Sendo ρf a massa especí�ca do �uido, igual a 1000 kg/m3, p a pressão, µ a

viscosidade dinâmica do �uido, igual a 0,001 Pa.s, v∼ o vetor velocidade do �uido

e v̂∼ o vetor velocidade dos nós da malha. No caso de v̂∼ = 0∼ tem-se a descrição

Euleriana e para v̂∼ = v∼ tem-se a descrição Lagrangeana. No problema proposto

o acoplamento entre o escoamento e a movimentação da estrutura é realizado ao

igualar a movimentação e velocidade dos nós na interface entre os domínios �uido e

sólido. O vetor velocidade do �uido v∼ tem as componentes em x e y dadas por uf e

vf , respectivamente.

3.3.2 Mecânica dos Sólidos

A estrutura �exível é modelada considerando-a como um sólido hiperelástico

seguindo a relação constitutiva de Saint Venant-Kirchho� a �m de contabilizar não-

linearidades geométricas [135], em consonância com os trabalhos de Turek e Hron

[104] e Gomes et al. [136] para interações �uido-estrutura com grandes deformações.

A equação de conservação de momento linear, na ausência de forças de corpo, é dada,

usualmente, pela Equação 3.5, sendo ρs a massa especí�ca do sólido, u∼ a de�exão da

estrutura e σ∼∼ o tensor de Cauchy de deformação da estrutura. O termo ∇x de�ne o

gradiente em relação às coordenadas espaciais x∼.

ρs
∂2u∼
∂t2

= ∇xσ∼∼ (3.5)

E, para uma formulação baseada em coordenadas materiais, tem-se a equação

governante baseada no primeiro tensor de Piola-Kirchho� P∼∼ (Equação 3.6), ou no

segundo tensor de Piola-Kirchho� S∼∼ (Equação 3.7), mais utilizado. Sendo ρ0 a massa

especí�ca inicial do sólido, F∼∼ o tensor gradiente de deformação e ∇X o gradiente em

relação às coordenadas materiais X∼ .

ρ0
∂2u∼
∂t2

= ∇XP∼∼ (3.6)

ρ0
∂2u∼
∂t2

= ∇X

(
F∼∼S∼∼

)
(3.7)

A relação entre o tensor de Cauchy, primeiro e segundo tensor de Piola-Kirchho�

é dada pelas Equações 3.8, sendo J = det(F∼∼ ) =
ρ0
ρs
.

σ∼∼ = J−1P∼∼F∼∼
T = J−1F∼∼S∼∼F∼∼

T

S∼∼ = F∼∼
−1P∼∼

(3.8)

Já a equação constitutiva do material de Saint Venant-Kirchho� é dada pela
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Equação 3.9, sendo σ∼∼ o tensor de Cauchy. O Segundo tensor de Piola-Kirchho� S∼∼
é dado pela Equação 3.10, sendo λs = νsE

(1+νs)(1−2νs)
e µs = E

2(1+νs)
os coe�cientes de

Lamé para a estrutura sólida �exível.

σ∼∼ = J−1F∼∼

(
λs
(
trE∼∼

)
I∼∼ + 2µsE∼∼

)
F∼∼

T (3.9)

S∼∼ = JF∼∼
−1σ∼∼F∼∼

−T (3.10)

Considerando o material polimérico proposto, tem-se a densidade ρs igual a 1780

kg/m3, módulo de Young E igual a 2 GPa e razão de Poisson νs igual a 0,40. Assim,

os coe�cientes de Lamé são dados por λs igual a 2,857 GPa e µs igual a 0,714 GPa.

3.4 Método Numérico

A resolução numérica do problema proposto é realizada utilizando o método de

elementos �nitos com o software comercial COMSOL Multiphysics® 5.6. Devido

ao envolvimento de distintas físicas na resolução numérica, além da movimentação

da malha, o acoplamento entre elas pode ocorrer, basicamente, de duas maneiras, a

segregada (ou particionada) e a integrada [72�74].

O acoplamento particionado ocorre quando as diferentes físicas, deformação es-

trutural e escoamento do �uido na interação �uido-estrutura, são resolvidas sepa-

radamente, através de métodos diretos ou iterativos, e acopladas com o uso das

restrições consideradas na interface entre os dois campos (deslocamento e veloci-

dade na interface). E no caso particionado esse acoplamento ainda pode ser fraco,

quando a troca de informações entre as físicas ocorre apenas uma vez no passo de

tempo, ou forte, quando há um procedimento iterativo para garantir a convergência

de todas as variáveis, com distintos ordenamentos propostos na literatura entre as

múltiplas físicas [72�74], conforme indicado nas Figuras 3.8-a,b. Devido à menor

escala de tempo do domínio �uido, normalmente há uma resolução intermediária

(tn+1/2) deste domínio, como apresentado na Figura 3.8-a. Já no acoplamento inte-

grado, a discretização dos domínios sólido e �uido ocorre em um único sistema de

equações, resultando em um sistema de equações com número elevado de variáveis

a serem resolvidas, conforme Figura 3.8-c.
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Figura 3.8: Estratégias de resolução particionada com acoplamento (a) fraco, (b)
forte, e (c) resolução integrada [74].

Inicialmente, com as reduzidas capacidades computacionais de resolução de sis-

temas de equações, as resoluções particionadas receberam maior atenção de pesqui-

sadores e grupos de pesquisa, de forma que os métodos de resolução desenvolvidos e

otimizados para determinadas físicas de acordo com as características obtidas para o

sistema de equações discretizadas, poderiam ser aplicados diretamente. Além disso,

a modularidade dessa metodologia permitia uma aplicação mais ampla. Entretanto,

a não integração direta entre os domínios torna o sistema menos robusto, sendo

indicados para sistemas com um dos domínios de resolução muito complexa ou de

tamanho muito elevado em relação ao outro domínio, e para sistemas onde a intera-

ção �uido-estrutura é menos intensa [72]. Essa desvantagem é reduzida ao utilizar

um acoplamento forte. Um outro problema apontado no trabalho de Ravi e Zilian

[75] foi o fato dessa resolução não conseguir garantir a condição de incompressi-

bilidade do escoamento em alguns casos devido ao aparecimento de instabilidades

numéricas na resolução com a introdução dos termos de massa virtual (ou massa

adicional) do �uido na estrutura [137].

Já a resolução integrada permite a criação de um sistema muito robusto, melho-

rando a convergência da resolução em sistemas onde as restrições e interações �uido-

estrutura são mais intensas. Apesar da robustez e garantia de incompressibilidade

do escoamento, a maior desvantagem desse método é a necessidade de resolução de

um sistema de equações não lineares de tamanho muito elevado, como indicado nas

Figuras 3.9-a e b para as matrizes resultantes para a interação �uido-estrutura e

�uido-estrutura-piezoelétrico, e com métodos ainda não otimizados para a resolução

das matrizes com as características particulares delas. Entretanto, com o aumento

das capacidades computacionais, comparações entre as duas metodologias permiti-

ram veri�car que, atualmente, a resolução integrada permite ter uma performance

melhor e tempos computacionais de cálculo semelhantes ou até mesmo melhores que

da resolução particionada para problemas de forte interação �uido-estrutura [72, 73].
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(a) Interação Fluido-Estrutura (sem a variável de pressão do fluido) (b) Interação Fluido-Estrutura-Piezoelétrico

Figura 3.9: Matrizes obtidas para a resolução integrada da interação (a) �uido-
estrutura [74] e (b) �uido-estrutura-piezoelétrico [75].

Com isso, devido às elevadas amplitudes de oscilação e forte interação �uido-

estrutura do problema considerado, é utilizada uma resolução integrada e, além

disso, são utilizados métodos diretos, evitando, assim, a necessidade de iterações

numéricas para a convergência da solução em cada passo de tempo.

Em relação às discretizações utilizadas, para o domínio �uido são utilizados

elementos P2+P1, correspondendo a uma discretização com funções de forma qua-

dráticas (segunda ordem) para a velocidade e lineares (primeira ordem) para a pres-

são, garantindo a condição "inf-sup"ou condição de Ladyzhenskaya�Babu²ka�Brezzi

(LBB) [138]. Devido à difusão numérica existente na discretização das equações do

problema convectivo-difusivo, é utilizado um termo de estabilização numérica con-

sistente de forma a reduzir a contribuição dessa difusão numérica na solução do

problema [139]. Para isso, é utilizado o método Streamline Upwind Petrov-Galerkin

(SUPG), um método de estabilização muito utilizado que adiciona um termo de

difusão arti�cial na direção do escoamento [140]. Para o domínio sólido são usados

elementos quadráticos de Lagrange. Em relação à discretização temporal, é utilizado

o método Backward Di�erentiation Formula (BDF), muito utilizado devido a sua

estabilidade, de ordem 2 [139].

Por �m, para a deformação da malha é utilizado o método de suavização de

Yeoh, o qual é baseado em um modelo de material hiperelástico e produz melho-

res resultados com relação a grandes deformações estruturais. Por ser um modelo

não linear, não é recomendado o uso com métodos de resolução particionada, em

conformidade com o utilizado neste trabalho1.

1https://doc.comsol.com/5.5/doc/com.comsol.help.comsol/comsol_ref_

deformedmeshes.25.09.html, acessado em 10/01/2022
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Capítulo 4

Veri�cação do Código e

Convergência de Malha

Neste capítulo são descritos os procedimentos computacionais de veri�cação da

metodologia proposta e do código numérico utilizado, e da convergência de malha

para a estrutura proposta anteriormente.

4.1 Veri�cação do Código Numérico para a Intera-

ção Fluido-Estrutura

A veri�cação computacional da interação �uido-estrutura é realizada em uma

geometria similar à proposta para este trabalho, seguindo o benchmark proposto por

Turek e Hron [104], o qual consiste em uma geometria circular rígida e �xa para a

geração de vórtices com um cantiléver �exível após a geometria geradora de vórtices,

conforme Figura 4.1. A estrutura geradora de vórtices tem diâmetro D igual a 0,10

m, e a estrutura �exível tem comprimento l igual a 0,35 m e espessura h igual a 0,02

m. O domínio computacional consiste em um canal de largura 0,41 m e comprimento

2,50 m, com per�l de velocidade laminar completamente desenvolvido na entrada

do canal (uf (y) = 1.5Ū y(H−y)
(H/2)2

), sendo Ū a velocidade média do escoamento.

Figura 4.1: Domínio computacional considerado no caso FSI3 de [104], com a estru-
tura �exível destacada em cinza.
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A estrutura �exível é considerada como um material hiperelástico que segue

a relação constitutiva de Saint Venant-Kirchho�. Já o �uido é considerado como

um �uido Newtoniano e com escoamento incompressível. As propriedades físicas da

estrutura �exível, do �uido e parâmetros característicos do benchmark são indicados

na Tabela 4.1.

Tabela 4.1: Propriedades físicas da estrutura sólida �exível e do �uido, e parâmetros
característicos do caso FSI3 de Turek e Hron [104].

Parâmetros Valor em FSI3

Densidade do �uido ρf [kg/m3] 1000

Viscosidade dinâmica do �uido µf [m2/s] 0,001

Densidade do sólido ρs [kg/m3] 1000

Coe�ciente de Poisson νs [−] 0,40

Módulo de Young E [MPa] 5,6

Coe�ciente de Lamé λs [MPa] 8,0

Coe�ciente de Lamé µs [MPa] 2,0

Número de Reynolds Re [−] 200

Velocidade característica Ū [m/s] 2

A análise dos resultados é realizada a partir da avaliação dos valores médio e da

amplitude de oscilação nos resultados das forças de arrasto (FD) e sustentação (FL)

e nos deslocamentos, nas direções x (us
x) e y (us

y) da extremidade livre da estru-

tura �exível, comparando os resultados com aqueles reunidos em Turek et al. [105].

Uma análise de convergência anterior à veri�cação computacional foi realizada, com

os dados de malha espacial e temporal na Tabela 4.2, utilizando-se uma resolu-

ção totalmente acoplada e com métodos de resolução direta das matrizes obtidas,

elementos P2+P1 para a discretização do domínio �uido e método de estabilização

Streamline Upwind Petrov-Galerkin (SUPG). Na Tabela 4.3 estão indicados o tempo

computacional1, no formato hh:mm:ss, de cada uma das 25 simulações numéricas

realizadas, podendo-se observar os elevados tempos necessários para as simulações

com as malhas M4 e M5.

1Utilizando um computador com 128 GB de memória RAM e processador AMD Ryzen 9 3950X
16 núcleos 3,5 GHz
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Tabela 4.2: Dados das 5 malhas espaciais e dos 5 passos de tempo utilizados na
avaliação de convergência de malha do caso FSI3 de [104].

Malha espacial

Nº de Elementos (Nº de graus de liberdade)

Malha temporal

Passo temporal

M1 11239 (83181) dt1 0,01 s

M2 19712 (149574) dt2 0,005 s

M3 32005 (242797) dt3 0,001 s

M4 40086 (365805) dt4 0,0005 s

M5 86531 (646918) dt5 0,0001 s

Tabela 4.3: Tempo computacional (hh:mm:ss) necessário para cada uma das 25
simulações realizadas de acordo com a malha espacial e malha temporal.

dt1 dt2 dt3 dt4 dt5

M1 00:28:14 00:22:30 00:42:58 01:10:54 05:02:56

M2 00:59:47 00:39:39 01:16:31 01:59:17 08:29:37

M3 01:31:11 01:09:50 02:07:31 03:09:32 12:38:02

M4 02:21:47 01:40:41 03:01:32 04:35:24 18:14:42

M5 04:23:15 03:25:06 05:18:11 08:20:01 31:25:19

Um aspecto importante a ser destacado é a comparação com os dados de Turek

et al. [105] com a malha espacial com 304128 graus de liberdade e passo temporal

de 0,00025 s (Tabela 4.4), a mais re�nada utilizada pelos autores, devido às varia-

ções com outros trabalhos da literatura (com distintas discretizações e métodos de

resolução) serem de cerca de 50% para as forças de arrasto e sustentação, e 10%

para os deslocamentos da extremidade livre da estrutura �exível. As comparações

dos erros relativos entre os resultados obtidos para as distintas malhas e o resultado

de Turek et al. [105] são apresentadas nas Figuras 4.2.a-h. Nas Figuras é possível

observar que a malha espacial M5 e passo de tempo dt5 permite obter resultados

com erros relativos menores que 7,5% para as 8 variáveis em avaliação, veri�cando

a metodologia de resolução do caso FSI3 proposto em [104]. É importante desta-

car que a variação elevada do erro relativo do valor médio da força de sustentação

ocorre devido aos valores serem próximos a zero, o que torna pequenas variações,

em módulo, na força de sustentação, mais signi�cativas no erro relativo.

Tabela 4.4: Resultados de Turek et al. [105] para a malha mais re�nada com 304128
graus de liberdade e passo temporal de 0,00025 s.

FD FL us
x us

y

460,5 ± 27,74 [N/m] 2,50 ± 153,9 [N/m] -2,88 ± 2,72 [mm] 1,47 ± 34,99 [mm]
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(a) Média do Deslocamento usx.

 0

 2

 4

 6

 8

 10

 1  2  3  4  5

Er
ro

 R
el

at
iv

o 
[%

]

Malhas Espaciais

dt1 = 0,01 s
dt2 = 0,005 s
dt3 = 0,001 s

dt4 = 0,0005 s
dt5 = 0,0001 s

(b) Amplitude do Deslocamento usy.
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(c) Média do Deslocamento usy.
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(d) Amplitude do Deslocamento usy.
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(e) Média da Força de Arrasto FD.
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(f) Amplitude da Força de Arrasto FD.
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(g) Média da Força de Sustentação FL.
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(h) Amplitude da Força de Sustentação FL.
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Figura 4.2: Avaliação dos erros relativos para os valores médios e amplitudes das for-
ças de arrasto e sustentação, e deslocamentos em x e y da extremidade da estrutura
�exível.
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4.2 Análise Prévia do Sistema Proposto

Conforme observado em trabalhos presentes na literatura, as maiores amplitude

de oscilação da estrutura ocorrem no regime de sincronização da frequência de des-

prendimento de vórtices com a frequência natural de vibração da estrutura. Assim,

é realizada uma análise prévia da frequência de desprendimento de vórtices nas três

geometrias propostas para a estrutura geradora de vórtices e também a análise da

frequência natural de vibração da viga cantiléver utilizada.

4.2.1 Análise das Frequências Naturais de Vibração e da

Frequência de Desprendimento de Vórtices

Como destacado por Yu et al. [91], as oscilações da placa de maior amplitude

ocorrem na região de sincronização entre a frequência de desprendimento de vórtices

e a frequência de vibração, sendo crucial uma análise prévia desses parâmetros.

Assim, a análise prévia da frequência de desprendimento de vórtices considera apenas

as estruturas �xas, geradoras dos vórtices, nos dois números de Reynolds avaliados

(125 e 250), e nas 3 condições de con�namento do domínio �uido. E a análise de

frequência natural de vibração considera apenas a estrutura �exível, com o cilindro

rígido �xo em sua extremidade livre. Para esta veri�cação das frequências naturais

de vibração, foi utilizado um algoritmo de análise modal disponível no software

utilizado.

Análise da Frequência de Desprendimento de Vórtices

O mesmo código numérico utilizado na veri�cação computacional com os re-

sultados de Turek e Hron [105] foi empregado para a determinação da frequência

de desprendimento de vórtices nas 3 geometrias, 3 condições de con�namento e 2

números de Reynolds considerados na análise paramétrica, excluindo a deformação

da malha ao redor da região da estrutura �exível. Dessa forma, as 18 simulações

numéricas realizadas estão indicadas pela Tabela 4.5, com a frequência em Hz e

entre parênteses o número de Strouhal St = fDc/Umax. Observa-se que os valores

da frequência de desprendimento de vórtices (e Strouhal) para as distintas geome-

trias são muito próximos para os dois casos com con�namento de β = 40% para

Re �xo, e apresentam uma maior variação no caso não con�nado. Em relação ao

número de Strouhal, observam-se os valores próximos de 0,20 para as 3 geometrias

no caso não con�nado e valores próximos a 0,30 para os casos con�nados, indi-

cando claramente o aumento na frequência de desprendimento com o con�namento

do escoamento. Além disso, observa-se que o con�namento no caso de condições

de contorno de livre deslizamento (slip) resultam em maiores frequências que a de
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não deslizamento (no-slip), justi�cado pelas maiores velocidades do escoamento no

canal com a condição de livre deslizamento do �uido.

Tabela 4.5: Frequência e número de Strouhal, em parênteses, para as 3 geometrias,
3 condições de con�namento e 2 números de Reynolds considerados.

Não con�nado

β = 5% - BC: ∂u
∂y

= 0

Con�nado

β = 40% - BC: u = 0

Con�nado

β = 40% - BC: ∂u
∂y

= 0

Re = 125 Re = 250 Re = 125 Re = 250 Re = 125 Re = 250

C invertido
0,95 Hz

(0,191)

1,72 Hz

(0,172)

1,30 Hz

(0,257)

2,66 Hz

(0,303)

1,57 Hz

(0,314)

3,15 Hz

(0,315)

Triangular
1,10 Hz

(0,220)

2,05 Hz

(0,205)

1,39 Hz

(0,278)

2,79 Hz

(0,279)

1,57 Hz

(0,313)

3,27 Hz

(0,327)

Retangular
0,93 Hz

(0,187)

1,93 Hz

(0,193)

1,42 Hz

(0,285)

2,62 Hz

(0,262)

1,60 Hz

(0,320)

3,08 Hz

(0,308)

Análise das Frequências Naturais de Vibração da Viga Cantiléver

A análise da frequência de vibração da viga cantiléver considera uma análise

modal para avaliação das frequências (Tabela 4.6) e modos (Figura 4.3) naturais de

vibração da estrutura considerada. Observam-se valores entre 1,5 e 11,96 Hz para o

primeiro modo de vibração com as espessuras de 25µm a 100 µm, uma redução de

cerca de 8 vezes na frequência ao reduzir de 100µm para 25µm, como previsto ante-

riormente. Conforme indicado na seção anterior, tais valores de frequência natural

indicam as relações de fn ≈ fSt (ts = 25µm), fn > fSt (ts = 50µm) e fn >> fSt

(ts = 100µm).

(a) (b) (c)

Figura 4.3: (a) Primeiro, (b) Segundo e (c) Terceiro modo natural de vibração da
estrutura cantiléver com o cilindro rígido na extremidade livre.

Tabela 4.6: Frequências dos 3 primeiros modos naturais de vibração da estrutura
�exível para as espessuras ts de 25µm, 50µm e 100µm.

1º Modo 2º Modo 3º Modo

ts = 25µm 1,50 Hz 40,50 Hz 143,21 Hz

ts = 50µm 4,25 Hz 104,04 Hz 307,38 Hz

ts = 100µm 11,96 Hz 250,95 Hz 685,85 Hz
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4.2.2 Descrição da malha utilizada e procedimentos compu-

tacionais adotados

Devido à semelhança entre os casos considerados neste trabalho e o caso de Turek

e Hron [104], tanto em relação à geometria (corpo rígido e �xo com uma viga cantilé-

ver �xada à jusante) quanto condições do sistema (con�namento e Re = 200), e a �m

de reduzir o tempo computacional para a realização das 54 simulações numéricas,

foram utilizados os mesmos parâmetros da malha M3 da veri�cação do código nu-

mérico para a de�nição da malha espacial nos casos considerados neste trabalho com

o re�namento em algumas áreas devido ao maior domínio computacional utilizado,

sendo identi�cados na Tabela 4.7. Na camada limite são utilizados 15 elementos,

com exceção das paredes anteriores à esrtutura no caso com con�namento e condi-

ção de não deslizamento, que possuem 5 elementos, assim é obtida uma espessura

(comprimento perpendicular à parede) do primeiro elemento de 0,002Dc e 0,007Dc

nas paredes dos canais após e antes da estrutura, respectivamente. Na estrutura a

espessura do primeiro elemento é de cerca de 0,0008Dc para ts = 100µm e 0,0002Dc

para ts = 50µm e 25µm. Nas Figuras 4.4, 4.5 e 4.6 estão apresentadas as malhas es-

paciais utilizadas ao longo desse trabalho. Nota-se a alteração da malha em torno da

viga cantiléver com a mudança em ts, a qual pertence à região do domínio �uido com

elementos de malha deformáveis de acordo com a descrição Lagrangeana-Euleriana

Arbitrária. Observa-se, ainda, que os casos com con�namento β = 40% possuem

uma malha estruturada após o domínio �uido, a qual tem 200 elementos distribuídos

na direção paralela ao escoamento (x ), sendo o último elemento (na fronteira com

a saída do canal) 6 vezes maior que o primeiro. Destaca-se ainda que os elementos

na viga cantiléver possuem o mesmo tamanho, enquanto nos elementos do cilindro

rígido na extremidade livre é permitido o crescimento dos elementos a �m de reduzir

a quantidade de elementos necessários. Isso é possível pela consideração, no modelo

numérico, do cilindro como um corpo rígido.

Tabela 4.7: Descrição das condições de tamanho máximo e taxa de crescimento
impostas à malha espacial. Para o caso com as condições de con�namento igual a
40% a malha �xa após o corpo possui elementos quadriláteros com tamanho máximo
de Dc/10.

Região do domínio Tamanho máximo Taxa de crescimento

Domínio Fluido
Malha �xa Dc/5 1,07

Malha móvel (ALE) Dc/20 1,07

Domínio Estrutural
Elementos internos ts 1,30

Lados dos elementos na fronteira com o �uido

(paralelo à superfície da estrutura)
Dc/56 1,30
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(a)

(b)

(c)

(d)

(e)

(f)

(g)

(h)

(i)

Figura 4.4: Malha espacial do corpo de seção C invertida para os casos não con-
�nados com (a) ts = 100µm, (d) ts = 50µm e (g) ts = 25µm, casos con�nados
(não deslizamento) com (b) ts = 100µm, (e) ts = 50µm e (h) ts = 25µm, e casos
con�nados (livre deslizamento) com (c) ts = 100µm, (f) ts = 50µm e (i) ts = 25µm.
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(a)

(b)

(c)

(d)

(e)

(f)

(g)

(h)

(i)

Figura 4.5: Malha espacial do corpo de seção retangular para os casos não con�na-
dos com (a) ts = 100µm, (d) ts = 50µm e (g) ts = 25µm, casos con�nados (não
deslizamento) com (b) ts = 100µm, (e) ts = 50µm e (h) ts = 25µm, e casos con�na-
dos (livre deslizamento) com (c) ts = 100µm, (f) ts = 50µm e (i) ts = 25µm.
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(a)

(b)

(c)

(d)

(e)

(f)

(g)

(h)

(i)

Figura 4.6: Malha espacial do corpo de seção triangular para os casos não con�nados
com (a) ts = 100µm, (d) ts = 50µm e (g) ts = 25µm, casos con�nados (não desli-
zamento) com (b) ts = 100µm, (e) ts = 50µm e (h) ts = 25µm, e casos con�nados
(livre deslizamento) com (c) ts = 100µm, (f) ts = 50µm e (i) ts = 25µm.

Na Tabela 4.8 é possível veri�car ainda o número de elementos e graus de liber-

dade (variáveis a serem determinadas a cada passo de tempo) resultantes em cada

caso, recordando que a mesma malha foi utilizada para os Reynolds de 125 e 250. É
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importante destacar que para as mesmas condições de con�namento e espessura ts

o número de elementos e graus de liberdade é muito próximo entre as 3 geometrias,

e esse número aumenta para o caso não con�nado devido ao domínio computacional

ser consideravelmente maior, além de possuir uma maior região com a condição de

malha espacial deformável, que possuem menores elementos de malha. Já o au-

mento do número de elementos com a redução da espessura ts é justi�cada pela

imposição de elementos de malha que compartilham a aresta na fronteira entre os

domínios �uido e da estrutura �exível, de forma que reduzir a espessura ts reduz o

tamanho máximo do elemento no domínio sólido (Tabela 4.7) e, consequentemente,

reduz o tamanho do primeiro elemento de malha no domínio �uido em contato com

a estrutura �exível. Pelas restrições na taxa de crescimento de elementos de malha

adjacentes (Tabela 4.7), há um aumento na quantidade de elementos necessários na

região próxima ao cilindro. Por último, o aumento no número de elementos entre

os dois casos con�nados é justi�cado pela presença da camada limite, e necessidade

de re�namento da malha, no caso com a condição de não deslizamento (u = 0) nas

paredes do canal.

Tabela 4.8: Número de elementos da malha espacial e, em parênteses, o número de
variáveis a serem determinadas em cada passo de tempo.

Não con�nado

β = 5% - BC: ∂u
∂y

= 0

Con�nado

β = 40% - BC: u = 0

Con�nado

β = 40% - BC: ∂u
∂y

= 0

25µm 50µm 100µm 25µm 50µm 100µm 25µm 50µm 100µm

C invertido
237129

(1584352)

197059

(1276648)

179149

(1137622)

123119

(981186)

82453

(670144)

65019

(536504)

111603

(857204)

70937

(546162)

53503

(411885)

Triangular
232520

(1542058)

193182

(1240975)

175194

(1101813)

121926

(866824)

81124

(660494)

63902

(527742)

110410

(848352)

69608

(536512)

52386

(403760)

Retangular
235190

(1570702)

195250

(1264457)

177208

(1123954)

121848

(971230)

81174

(660320)

63894

(527213)

110332

(846013)

69658

(536338)

52378

(403231)

Em relação ao passo de tempo, visando equilibrar a precisão no resultado para

regiões de elevados gradientes (o que tornaria necessário o uso de passos de tempo

pequenos) com a velocidade de cálculo para regiões de baixos gradientes (o que

permite passos de tempo maiores), foi empregado um passo de tempo adaptativo,

com um erro relativo de 10−6 entre dois passos de tempo consecutivos. Já em

relação aos procedimentos computacionais utilizados, destacam-se a utilização de

uma função de suavização da velocidade na entrada no domínio �uido para reduzir

instabilidades numéricas nos instantes iniciais da resolução, e a aplicação de um

impulso de força igual a 0,0001N na direção positiva de y para induzir oscilações no

sistema e estabelecer o regime permanente mais rapidamente na simulação numérica,

conforme realizado por Turek e Hron [104]. Além disso, para permitir as maiores

amplitudes de oscilação, não é adicionado um termo de amortecimento na estrutura.
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Capítulo 5

Resultados e Discussões

Neste capítulo serão apresentados os resultados e discussões acerca da resposta

do sistema frente às distintas condições da análise paramétrica. Para isso, primeiro

serão identi�cados os parâmetros relevantes do sistema e posteriormente serão apre-

sentados os resultados obtidos, divididos em relação ao efeito da geometria do corpo

gerador de vórtices e da condição de con�namento no domínio.

5.1 Parâmetros relevantes

Conforme observado e discutido na revisão de literatura, diversos parâmetros

relevantes à análise da dinâmica da interação �uido-estrutura podem ser calculados

de acordo com as propriedades do �uido e da estrutura, além de condições do escoa-

mento e geometria da estrutura �exível. Dentre eles destacam-se a razão de massas

m∗ = ρs
ρf
, a velocidade reduzida U∗ = U

fnDc
, a rigidez efetiva KB = Et3s

12(1−ν2s )ρfU
2
cL

3
cant

e a razão de massas Ms = ρsts
ρfLcant

, os quais permitirão, posteriormente, uma com-

paração entre si e com dados presentes na literatura referentes a outros fenômenos

de interação �uido-estrutura. Na Tabela 5.1 são apresentados os valores para esses

4 parâmetros nas distintas condições de número de Reynolds e espessura da viga

cantiléver. Para o cálculo das razões de massa é calculado o volume e massa de

toda a estrutura �exível e cilindro rígido. É interessante identi�car que a escolha

por variar tanto a velocidade do escoamento quanto a espessura da viga cantiléver

resultam em uma ampla faixa de velocidades reduzidas e rigidezes à �exão a serem

avaliadas.
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Tabela 5.1: Valores para os 4 parâmetros relevantes ao sistema �uido-estrutura
considerado.

ts = 25µm ts = 50µm ts = 100µm

Re = 125 Re = 250 Re = 125 Re = 250 Re = 125 Re = 250

m∗ 7,34 6,80 5,99

U∗ 3,33 6,67 1,18 2,35 0,42 0,84

KB 1,47 0,37 11,76 2,94 94,06 23,52

Ms 1,22 ×10−2 2,27 ×10−2 3,99 ×10−2

5.2 Descrição e discussão acerca dos resultados

Antes de avaliar separadamente o efeito da geometria do corpo gerador de vórtices

e da condição de con�namento do domínio computacional, serão apresentados os

resultados agrupados, de modo a avaliar a resposta global de acordo com os distintos

parâmetros analisados. Para isso, serão utilizados os 4 parâmetros relevantes ao

sistema, m∗, Ms, U∗ e KB, além do número de Reynolds.

Uma análise do deslocamento do centróide do cilindro rígido �xo na extremidade

da viga cantiléver permite avaliar as máximas amplitudes de oscilação da placa, além

de permitir a avaliação do modo no qual a viga cantiléver oscila. De modo geral, é

possível identi�car uma clara distinção na resposta do sistema para as 3 espessuras ts
utilizadas na viga cantiléver, de modo que as menores espessuras permitem maiores

amplitudes de oscilação devido à menor rigidez à �exão que apresentam, correspon-

dendo aos casos onde fn1 ≈ fSt. Isso pode ser observado tanto nas Figuras 5.1.a-d

para a variação com a velocidade reduzida U∗ quanto nas Figuras 5.2.a-d para a

rigidez à �exão KB. A máxima amplitude foi observada para o caso com seção re-

tangular, Re = 250, ts = 25µm e con�namento com condição de livre deslizamento,

de modo a ter uma amplitude de oscilação de 1,46Dc.

É interessante notar que, tanto para o VIV com a região de altas amplitudes

quanto nos casos aqui avaliados, as máximas amplitudes ocorrem para a região de

velocidade reduzidas em torno de 5 (U∗ ≈ 1/St), como indicado na Figura 5.1.a.

Conforme avaliado na revisão de literatura, as oscilações de placas imersas na esteira

de vórtices de um corpo primeiro apresentam oscilações no primeiro modo, seguido

de uma transição para um modo combinado (primeiro e segundo modos naturais).

Nos casos aqui avaliados, observa-se o início dessa região de transição para U∗ ≈ 6,5.

E, ao veri�car as frequências de oscilação fex (Figura 5.1.c) e de desprendimento de

vórtices fvs (Figura 5.1.d), veri�ca-se uma redução das frequências com o aumento

da velocidade reduzida, de modo que para U∗ ≈ 1 são observadas frequências sig-

ni�cativamente maiores que as do corpo estacionário (em torno de 1 a 2Hz para os
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casos não con�nados e de cerca de 1,5 a 3,5Hz para os casos con�nados).

(a) (b)

(c) (d)

Figura 5.1: Variação, com a velociade reduzida U∗, da (a) amplitude máxima de
oscilação, (b) razão de frequências fex/fvs, (c) frequência de oscilação da estrutura
fex e (d) frequência de desprendimento de vórtices fvs.

Conforme indicado na Tabela 5.1, a redução na espessura ts promove uma drás-

tica redução no valor da rigidez à �exão KB, de forma a ser possível que o �uido

excite de maneira mais intensa a estrutura, já que esta possui uma menor resistên-

cia à deformação. Assim, é possível veri�car o aumento da amplitude de oscilação

com a redução da rigidez à �exão, de modo que há um crescimento mais intenso na

amplitude de oscilação para maiores valores de KB. Na região de menores valores

de KB há uma redução da taxa de crescimento com a redução de KB, de modo

que a avaliação da existência de um valor máximo limite é algo a ser realizado fu-

turamente, o que pode ser feito reduzindo ainda mais o valor de KB com aumento

na velocidade, redução na espessura, aumento da densidade do �uido, redução no

módulo de Young ou ainda aumento no comprimento da viga. Já em relação às

frequências de oscilação e desprendimento de vórtices, foram observados os mesmos

valores para todos os casos avaliados, de forma que fex/fvs = 1, indicando que os

vórtices excitam a estrutura e induzem a sua oscilação. É possível observar nas Fi-

guras 5.2.c e d os valores das frequências de oscilação e desprendimento de vórtices,

respectivamente, de modo que são obtidas frequências maiores que a do despren-

dimento de vórtices para o caso dos corpos estacionários e sem a viga cantiléver à
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jusante, de modo que as frequências atingiram aproximadamente 6Hz, praticamente

o dobro da frequência no caso estacionário. Entretanto, observa-se a concentração

das oscilações e desprendimento de vórtices ocorrendo para frequências menores que

3,5Hz, de acordo com as frequências de desprendimento de vórtices para o corpo

estacionário.

(a) (b)

(c) (d)

Figura 5.2: Variação, com a rigidez à �exão KB, da (a) amplitude máxima de
oscilação, (b) razão de frequências fex/fvs, (c) frequência de oscilação da estrutura
fex e (d) frequência de desprendimento de vórtices fvs.

Além da amplitude e frequência de oscilação, e frequência de desprendimento de

vórtices, a análise dos coe�cientes de sustentação (a partir da raiz média quadrática,

CLrms) e arrasto (a partir do valor médio CDmean e da raiz média quadrática CDrms é

fundamental para veri�car a resposta no sistema. Assim, são quanti�cadas as forças

de sustentação e arrasto na estrutura �exível (contendo a viga cantiléver e o cilindro

rígido na extremidade livre), indicado nas Figuras 5.3.a,c,e, e a sua in�uência nas

forças totais atuantes no sistema (estrutura �exível, cilindro rígido na extremidade

livre da viga e corpo gerador de vórtices), indicado nas Figuras 5.3.b,d,f. É possí-

vel veri�car que o aumento na amplitude de oscilação resulta diretamente em um

aumento signi�cativo no coe�ciente de arrasto médio da estrutura �exível (Figura

5.3.a), com destaque ao aumento quando a amplitude de oscilação é maior que 10−1.

Também é observado que as baixas amplitudes de oscilação fazem com que a estru-
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tura �exível apresente valores muito baixos para o arrasto médio, podendo ainda

apresentar valores negativos, indicando uma força atuando na direção x e contrário

ao escoamento incidente. É interessante notar que o caso não con�nado com seção

triangular, ts = 25µm e Re = 250 (U∗ = 6,67), apresenta os menores valores de coe-

�ciente de arrasto, mesmo apresentando oscilações de signi�cativa amplitude, o que

permite a redução do coe�ciente de arrasto médio total do sistema (Figura 5.3.b),

de modo que em sistemas de propulsão marítima baseados na oscilação de placas à

jusante do corpo (por exemplo com a movimentação de peixes), a geometria mais

aerodinâmica do corpo gerador de vórtices, aqui representado pela seção triangu-

lar, permite uma redução do arrasto total da estrutura, conforme identi�cado na

literatura, o que signi�ca uma economia de energia.

Já em relação às oscilações do coe�ciente de arrasto, quanti�cados através da

média quadrática do coe�ciente de arrasto (CDrms), também é observado um com-

portamento semelhante ao valor médio do coe�ciente de arrasto, com um aumento

nesse valor com a amplitude de oscilação e uma redução com para corpos de seção

mais aerodinâmica. O mesmo ocorre para o coe�ciente de sustentação CLrms , o qual

apresenta um grande aumento no valor o aumento da amplitude de oscilação, sendo

menor para corpos de seção mais aerodinâmica, o que pode justi�car as maiores

amplitudes de oscilação observadas para os casos com corpos com seção menos aero-

dinâmica. Para uma análise de como ocorre a interação entre a força de sustentação

atuante na estrutura cantiléver e a resposta da estrutura, ou seja, a sua oscilação,

é avaliado também o ângulo de fase entre o coe�ciente de sustentação e a oscilação

da estrutura. Para isso, os valores do ângulo de fase e a variação com o tempo dos

coe�cientes de sustentação e arrasto, e da posição do centróide do cilindro �xo na

extremidade livre da estrutura, é apresentada para alguns dos casos avaliados. Os

casos não apresentados possuem oscilações periódicas, normalmente relacionadas às

baixas amplitudes observadas no trabalho, onde o coe�ciente de sustentação está

em fase com a oscilação da estrutura.
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(a) (b)

(c)

(e) (f)

(d)

Figura 5.3: Variação, com a velocidade reduzida U∗, dos coe�cientes (a) CDmean ,
(c) CDrms e (e) CLrms para a estrutura �exível (contendo o cilindro rígido �xo na
extremidade livre), e coe�cientes (b) CDmean , (d) CDrms e (f) CLrms para a estrutura
�exível (contendo o cilindro rígido �xo na extremidade livre),

5.2.1 Efeito da geometria do corpo gerador de vórtices

Sabe-se que um corpo imerso em um escoamento uniforme, no regime laminar

comRe > Recrit, apresenta o desprendimento de vórtices periódicos de sua estrutura,

de forma que as forças atuantes no corpo e a esteira de vórtices resultante depende

diretamente da seção transversal do corpo. Conforme descrito no Capítulo 2, a

introdução de uma placa/viga �exível à jusante do corpo altera signi�cativamente

as forças atuantes e a esteira de vórtices, podendo ainda promover a estabilização

do escoamento, inibindo, assim, o desprendimento de vórtices da estrutura. Para

avaliar o efeito isolado da geometria do corpo gerador de vórtices serão apresentados
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os resultados para os 18 casos com a estrutura não con�nada, evitando-se, assim,

a in�uência das paredes próximas presentes nos casos con�nados, os quais serão

avaliados posteriormente.

Avaliando os contornos da vorticidade ωz adimensionalizada, presentes nas Fi-

guras 5.4.a-f para ts = 100µm, observa-se o aumento na intensidade dos vórtices

ao passar de Re = 125 (Figuras 5.4.a,c,e) para Re = 250 (Figuras 5.4.b,d,f), evi-

denciando o desprendimento mais próximo do corpo, assim como ocorre com corpos

estacionários imersos em escoamentos uniformes. Entretanto, um aspecto impor-

tante a ser destacado é a não observação do desprendimento de vórtices no caso do

corpo com a seção em C invertido para Re = 125, sendo observadas apenas peque-

nas �utuações no escoamento à justante e afastado da estrutura, devido à interação

entre as camadas cisalhantes da esteira do corpo. Também pode ser observada uma

pequena variação no comprimento de formação e desprendimento dos vórtices com

a seção transversal do corpo, além da variação com o número de Reynolds, ocor-

rendo logo após a estrutura cantiléver para Re = 125 e entre a metade do cantiléver

e a sua extremidade livre para Re = 250. Com essas observações espera-se que

o comprimento ótimo da viga cantiléver, que resulta na melhor interação com os

vórtices e, consequentemente, nas máximas amplitudes de oscilação, dependa mais

do número de Reynolds que da seção transversal do corpo, entretanto, a avaliação

de distintos comprimentos da viga cantiléver não foi objeto de estudo do presente

trabalho, sendo necessário avaliar futuramente essa proposição.
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Adimensional z vorticity

(b)(a)

(c) (d)

(e) (f)

Figura 5.4: Contornos da vorticidade ωz adimensionalizada (ωzDc/Uc) para as 3
geometrias do corpo gerador de vórtices, com ts = 100µm, não con�nado, para (a),
(c) e (e) Re = 125, (b), (d) e (f) Re = 250.

Além disso, observa-se, nas Figuras 5.4.a-f a presença de uma esteira de vórtices

de von Kármán, com o desprendimento de 2 vórtices a cada ciclo, identi�cado como

padrão 2S [37]. A esteira de vórtices permanece concentrada em torno da linha

central de simetria do domínio (y = W/2 = 10Dc). O que pode ser observado

sobre a in�uência da seção do corpo gerador de vórtices é a de que corpos mais

aerodinâmicos (como o de seção triangular) possuem vórtices de menor intensidade,

o que in�uencia diretamente nas amplitudes de oscilação ao reduzir a in�uência

dos vórtices na estrutura, de modo que os casos com o corpo de seção triangular

apresentaram as menores amplitudes conforme indicado na Figura 5.1.a.

5.2.2 Efeito da condição de con�namento

Conforme observado anteriormente, a seção transversal do corpo gerador de vór-

tices tem um efeito na formação e desenvolvimento dos vórtices, o que afeta direta-

mente na resposta da estrutura �exível, de modo que corpos menos aerodinâmicos

(como o de seção retangular e o de seção em C invertido) permitem maiores am-
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plitudes de oscilação. A presença de um con�namento em um escoamento ao redor

de um corpo estacionário altera consideravelmente o Recrit além da interação da

esteira de vórtices com a estrutura e com o próprio canal, entretanto, a avaliação

desse efeito em estruturas �exíveis imersas em esteiras de vórtices ainda é pouco

avaliado. Para avaliar o efeito do con�namento na resposta dinâmica do sistema,

foram utilizados dois casos, ambos com razão de bloqueio β = 40%, e com duas

condições nas paredes do canal, uma de não deslizamento (uf = 0) e outra de livre

deslizamento (∂uf

∂y
= 0).

Ao observar os resultados da amplitude de oscilação para os casos com con-

�namento e condição de não escorregamento, nota-se o efeito dessa condição em

estabilizar o escoamento, assim como ocorre para o escoamento con�nado ao redor

de corpos estacionários, reduzindo o desprendimento de vórtices, sendo responsável

por suprimir o desprendimento em todos os casos com Re = 125, indicado nas Fi-

guras 5.5.a-i, sendo possível veri�car que a espessura da viga cantiléver não afeta

as camadas cisalhantes e interações entre elas, o que é esperado pelas dimensões

muito pequenas de ts em relação ao sistema (a razão entre o comprimento caracte-

rístico Dc e a espessura ts da viga cantiléver tem os valores de 50, 100 e 200 para as

espessuras de 100µm, 50µm e 25µm, respectivamente). Além disso, o não despren-

dimento de vórtices ocorre devido à baixa intensidade dos vórtices nesse Reynolds e

ainda pelo elevado tamanho da região de formação e desprendimento de vórtices, em

torno de Lcant, o que faz com que a viga cantiléver atue para separar e estabilizar o

escoamento.

Adimensional z vorticity

(a)

(d)

(b) (c)

(e) (f)

(g) (h) (i)

Figura 5.5: Contornos da vorticidade ωz adimensionalizada (ωzDc/Uc) para Re =
125 e com a condição de con�namento e não escorregamento, sendo (a), (d) e (g)
ts = 100µm, (b), (e) e (h) ts = 50µm, e (c), (f) e (i) ts = 25µm.

Já ao aumentar o número de Reynolds, a presença ou não do desprendimento

de vórtices e, consequentemente, das oscilações da viga cantiléver, depende da es-

pessura ts, de forma que para ts = 25µm não são observadas oscilações (Figuras

5.6.c,f,i), enquanto para ts = 50µm e 100µm esse fenômeno é observado (Figuras

5.6.a,b,d,e,g,h), com oscilações de baixa amplitude (em torno de 10−1Dc e 10−2Dc).

Com o aumento no número de Reynolds a região de formação e desprendimento de

vórtices reduz de tamanho, de modo que os vórtices passam a se formar e desprender

ao longo do comprimento da viga cantiléver. Apesar de ocorrer o desprendimento,
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as amplitudes de oscilação são muito pequenas devido à forte interação dos vórtices

com as camadas cisalhantes das paredes do canal, além de que a presença da viga

cantiléver atua como uma barreira aos vórtices, reduzindo ainda mais sua intensi-

dade. É interessante notar que a presença do cilindro rígido na extremidade livre

da viga cantiléver atua como barreira aos vórtices, contribuindo para uma maior

interação com as camadas cisalhantes das paredes do canal nessa região, o que fa-

vorece o desprendimento de vórtices secundários das paredes dos canais, podendo

ser observados na esteira de vórtices. Enquanto isso, os vórtices primários (que se

desprenderam do corpo gerador de vórtices) se direcionam ao lado oposto do canal

(inversão da esteira de von Kármán) devido à presença do gradiente de velocidade

ao longo da seção do canal, conforme destacado na literatura para o caso de corpos

estacionários, de modo que esses vórtices se unem com os vórtices secundários que

se desprendem das paredes do canal. Já a supressão do desprendimento de vórti-

ces com a redução da espessura ts pode ser justi�cada devido à baixa capacidade,

nas menores espessuras, da estrutura retornar à posição original, de modo que o

escoamento domina a resposta da estrutura, e o alto con�namento estabiliza o esco-

amento. Enquanto isso, nas maiores espessuras a estrutura apresenta uma pequena

deformação com a ação dos vórtices e, pela maior rigidez à �exão, consegue se des-

locar a �m de retornar à posição original, de modo que atuam em conjunto (a ação

dos vórtices e a resposta da estrutura) mantendo pequenas oscilações no sistema.

Adimensional z vorticity

(a)

(d)

(b) (c)

(e) (f)

(g) (h) (i)

Figura 5.6: Contornos da vorticidade ωz adimensionalizada (ωzDc/Uc) para Re =
250 e com a condição de con�namento e não escorregamento, sendo (a), (d) e (g)
ts = 100µm, (b), (e) e (h) ts = 50µm, e (c), (f) e (i) ts = 25µm.

Um dos efeitos da presença do con�namento com condição de livre escorrega-

mento nas paredes é o de alterar consideravelmente a resposta da estrutura quanto

ao modo em que ela oscila, passando de oscilações no primeiro modo natural de

vibração (casos não con�nados e con�nados com condição de não escorregamento)

para oscilações que compreendem os dois primeiros modos naturais de vibração, com

a presença de uma região de curvatura entre a metade da viga e a extremidade livre,

como pode ser observado na evolução temporal da estrutura nas Figuras 5.7.a-r e

5.8.a-r para os contornos de vorticidade ωz e pressão adimensional, respectivamente.

A presença dessa transição entre o primeiro e segundo modo também é observada

no caso do corpo de seção retangular (5.9.a-r e 5.10.a-r), ocorrendo apenas para os
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casos em que Re = 250. Para Re = 125 as oscilações foram observadas apenas

no primeiro modo natural. Nessas Figuras é possível con�rmar as observações da

literatura de que a oscilação ocorre pela atuação de dois mecanismos em conjunto,

sendo a formação e passagem de um vórtice em um dos lados da viga cantiléver

enquanto ela está com a extremidade livre no lado oposto, resultando em uma zona

de baixa pressão, e no lado oposto há uma região de alta pressão devido ao �uido

incidente na placa, o que contribui para impulsionar a estrutura �exível e mantê-la

oscilando periodicamente. É interessante notar o efeito que a região de baixa pressão

dos vórtices tem em criar uma zona de sucção na viga cantiléver, contribuindo para

o deslocamento da estrutura na região, o que depende de uma pequena rigidez à

�exão da estrutura para ocorrer, já que essa zona de sucção é concentrada. Isso é

evidente ao veri�car que tais modos mistos de vibração (primeiro e segundo modos)

não ocorrem para ts = 50µm e ts = 100µm, mas sim apenas para ts = 25µm, caso

com menor rigidez à �exão.
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Figura 5.7: Contornos da vorticidade ωz adimensionalizada (ωzDc/Uc) para cerca
de 1 ciclo de oscilação, com Re = 250, sendo (a) t = 0s, (b) t = 0.03s, (c) t = 0.06s,
(d) t = 0.09s, (e) t = 0.12s, (f) t = 0.15s, (g) t = 0.18s, (h) t = 0.21s, (i) t = 0.24s,
(j) t = 0.30s, (k) t = 0.33s, (l) t = 0.36s, (m) t = 0.39s, (n) t = 0.42s, (o) t = 0.42s,
(p) t = 0.45s, (q) t = 0.48s, (r) t = 0.51s.
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Figura 5.8: Contornos da pressão adimensionalizada (2p/ρfU2
c ) para cerca de 1

ciclo de oscilação, com Re = 250, sendo (a) t = 0s, (b) t = 0.03s, (c) t = 0.06s, (d)
t = 0.09s, (e) t = 0.12s, (f) t = 0.15s, (g) t = 0.18s, (h) t = 0.21s, (i) t = 0.24s, (j)
t = 0.30s, (k) t = 0.33s, (l) t = 0.36s, (m) t = 0.39s, (n) t = 0.42s, (o) t = 0.42s,
(p) t = 0.45s, (q) t = 0.48s, (r) t = 0.51s.

Nas Figuras 5.9 e 5.10 é possível veri�car como ocorre a interação �uido-estrutura

ao longo de uma oscilação da viga. É possível veri�car que um vórtice começa a

se formar quando a extremidade livre da viga está em sua posição de maior ampli-

tude, com o vórtice se formando no mesmo lado para o qual a viga está de�etida

(Figuras 5.9.d,e para os vórtices no sentido anti-horário, ωz > 0, e Figuras 5.9.n,o

para os vórtices no sentido horário, ωz < 0), de forma que o vórtice só se desprende

quando a viga está retornando para a posição de início da formação do vórtice, au-

xiliando, assim, no desprendimento do vórtice. Nessa posição de maior de�exão o

vórtice desprendido na oscilação anterior estão passando pela extremidade livre da
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viga, de forma que a estrutura age por comprimir o vórtice (Figuras 5.9.d-g e Figu-

ras 5.9.m-p), reduzindo seu tamanho e direcionando os vórtices para as paredes do

canal, lembrando que nessas condições ∂uf

∂y
= 0. Além disso, enquanto a viga apre-

senta a maior de�exão, os contornos de pressão adimensionalizada (Figuras 5.10.a-r)

permitem veri�car um aumento da pressão no lado da viga para o qual ela está de-

�etida devido à restrição do escoamento pela oscilação da viga, criando a região de

alta pressão mencionada anteriormente (Figuras 5.10.d-f e Figuras 5.9.m-o). Além

disso, a oscilação da viga é in�uenciada também pelos vórtices, que possuem em

sua região central uma zona de baixa pressão, identi�cado nas Figuras 5.10.a-f e

Figuras 5.10.j-o. Observa-se ainda que são desprendidos apenas 2 vórtices em cada

oscilação, sendo uma esteira de von Kármán.

(a) (c)

(d)

(b)

(e) (f)
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(k) (l)(j)

(m) (n) (o)

(p) (q) (r)

Figura 5.9: Contornos da vorticidade ωz adimensionalizada (ωzDc/Uc) para cerca
de 1 ciclo de oscilação, com Re = 250, sendo (a) t = 0s, (b) t = 0.03s, (c) t = 0.06s,
(d) t = 0.09s, (e) t = 0.12s, (f) t = 0.15s, (g) t = 0.18s, (h) t = 0.21s, (i) t = 0.24s,
(j) t = 0.30s, (k) t = 0.33s, (l) t = 0.36s, (m) t = 0.39s, (n) t = 0.42s, (o) t = 0.42s,
(p) t = 0.45s, (q) t = 0.48s, (r) t = 0.51s.
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Figura 5.10: Contornos da pressão adimensionalizada (2p/ρfU2
c ) para cerca de 1

ciclo de oscilação, com Re = 250, sendo (a) t = 0s, (b) t = 0.03s, (c) t = 0.06s, (d)
t = 0.09s, (e) t = 0.12s, (f) t = 0.15s, (g) t = 0.18s, (h) t = 0.21s, (i) t = 0.24s, (j)
t = 0.30s, (k) t = 0.33s, (l) t = 0.36s, (m) t = 0.39s, (n) t = 0.42s, (o) t = 0.42s,
(p) t = 0.45s, (q) t = 0.48s, (r) t = 0.51s.

Ao comparar as distintas geometrias do corpo gerador de vórtices, veri�ca-se que

no caso da seção retangular os vórtices possuem maior intensidade (−12 < p < 4

para a seção retangular e −5.5 < p < 3.5) e tamanho que os da seção triangular,

o que justi�ca as maiores amplitudes de oscilação com a seção retangular e ainda a

maior presença do segundo modo natural de vibração, com curvaturas maiores ao

longo da viga, as quais possuem grande in�uência da região de baixa pressão no

interior dos vórtices. A ocorrência desse fenômeno dá-se pelo formato mais aerodi-

nâmico que o corpo de seção triangular possui, con�rmando as observações de [119]

de que corpos com maiores coe�cientes de arrasto e sustentação permitem oscilações

com maiores amplitudes.

Outro aspecto interessante a se notar é a in�uência do cilindro rígido presente

na extremidade livre da viga, o qual, devido à sua seção circular, permite o des-

prendimento de vórtices de baixa intensidade de sua superfície ao se deslocar da

posição de máxima amplitude para a posição em repouso (Figuras 5.9.h-j e Figuras

5.9.q-r). Esses vórtices auxiliam na compressão dos vórtices primários, reduzindo o

seu tamanho, e, ao se desprenderem desse cilindro, se unem aos vórtices principais
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após a viga. Evidentemente essa formação de vórtices na extremidade livre da viga

cantiléver contribui para as oscilações de alta amplitude observadas.

Ao avaliar o efeito do con�namento na amplitude de oscilação, veri�ca-se que,

em relação ao não con�nado, veri�ca-se que o caso con�nado β = 40% com livre

escorregamento nas parede possui as maiores amplitudes, justi�cado pela maior ve-

locidade do escoamento, o qual é acelerado ao passar pelo corpo gerador de vórtices

e, pela condição de não deslizamento, o �uido pode acelerar sem sofrer interferência

das camadas cisalhantes presentes no caso com condição de não escorregamento.

Além disso, a seção do corpo gerador de vórtices acaba afetando em uma menor

intensidade a formação dos vórtices no caso com con�namento e condição de não

deslizamento, enquanto no caso não con�nado essa in�uência é maior devido à dis-

ponibilidade do �uido se deslocar na direção y, reduzindo o aumento na velocidade

na direção x na região ao redor do corpo.

5.2.3 Potencial de colheita de energia

Sendo um dos objetivos desse trabalho a avaliação das interações �uido-estrutura

com objetivo de uso em sistemas de colheita de energia, a �m de identi�car as me-

lhores condições e geometrias para futuras simulações numéricas acoplando a inte-

ração �uido-estrutura-piezoelétrico, é fundamental analisar o potencial de colheita

de energia dessas estruturas.

Sabendo que materiais piezoelétricos convertem energia mecânica elástica, pre-

sente na deformação da estrutura, em energia elétrica devido ao efeito piezoelétrico,

são avaliadas a energia potencial elástica da estrutura (Es) e a energia cinética

(Ek)da estrutura ao longo de um ciclo de oscilação para cada um dos 54 casos estu-

dados, realizando-se a integração desses dados e dividindo pelo período do ciclo de

oscilação a �m de obter a potência média da estrutura. Dessa maneira, é possível a

comparação com a potência disponível no escoamento, considerada nesse trabalho

como Pf =
ρfU

3
cDcbs
2

, sendo bs = 10mm a largura do sistema proposto. É importante

destacar que a largura bs foi de�nida para a determinação da energia total disponível

na estrutura �exível, de modo que futuras simulações numéricas tridimensionais per-

mitirão a análise de distintas razões de aspecto a �m de veri�car o efeito na colheita

de energia. Além do uso da potência disponível no escoamento, utiliza-se o limite

de Betz para a comparação entre e�ciências de conversão de energia pela estrutura

conforme realizado por Lee e Bernitsas [47], sendo dado por Pf,Betz = 16
27

ρfU
3
cDcbs
2

.

Considerando Uc a máxima velocidade do escoamento, Umax, a potência do �uido

para Re = 125 é de cerca de 0,391 muW e para Re = 250 é de cerca de 3,125 µW ,

com a potência pelo limite de Betz igual a 0,231 µW para Re = 125 e 1,852 µW

para Re = 250.
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Dessa forma, a potência média total, resultado da soma da potencial elástica

e da cinética, é apresentada nas Figuras 5.11.a,b para os Reynolds de 125 e 250,

respectivamente. Observa-se uma potência média máxima, para o caso de maior

amplitude de oscilação (seção retangular, Re = 250, ts = 25µm e con�namento

com condição de livre deslizamento, com amplitude de 1,46Dc), igual a 0,985 µW , o

que representaria e�ciências de 31,5% e 53,2% ao comparar, respectivamente, com a

potência do �uido e a potência com o limite de Betz. Essas e�ciências representam

a e�ciência de conversão mecânica de parte da energia presente no escoamento em

energia mecânica na estrutura. Para a avaliação da conversão entre a energia po-

tencial elástica presente na estrutura em energia elétrica pelo material piezoelétrico,

estudos futuros serão realizados a �m de avaliar o impacto de distintos materiais

piezoelétricos e ainda do circuito elétrico utilizado.

(a) (b)

Figura 5.11: Valores da potência mecânica média presente na estrutura �exível para
(a) Re = 125 e (b) Re = 250. Demais valores são nulos, correspondendo à não
ocorrência de oscilações.

Além disso, os resultados individualizados da potência total coletada pela es-

trutura indicam uma variação na proporção, da potência total, correspondente à

energia potencial elástica, o que é esperado pois em baixas amplitudes a deformação

da estrutura é tão pequena, e a velocidade tão baixa, que espera-se uma contribuição

praticamente só da energia potencial elástica. Assim, no caso de maior amplitude

de oscilação foi observado um valor de 64% para a proporção da energia potencial

elástica na energia total. E para o caso com seção triangular, Re = 250, ts = 25µm

e con�namento com condição de livre deslizamento, que possui uma elevada ampli-

tude de oscilação (1,04Dc), foi observado uma proporção de 34%, de modo que uma

maior energia cinética foi resultado da interação, o que não seria o indicado para

uma colheita de energia com materiais piezoelétricos. Nesse caso, deve-se avaliar

a geometria que proporcione a maior potência mecânica (potencial e cinética) em

conjunto com a maior proporção de energia potencial elástica em relação à total,

melhorando a e�ciência de conversão.
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E, para avaliar a resistência mecânica da estrutura �exível, utiliza-se o critério de

falha de von Mises para obter a máxima tensão na estrutura, sendo comparado com o

valor de 5,52MPa para o limite de tensão do PVDF1. Dessa forma, são indicados, na

Figura 5.12, os valores máximos da tensão de von Mises para os 54 casos avaliados,

sendo observado um máximo de 0, 77MPa para os casos com maior amplitude de

oscilação, ou seja, os casos com ts = 25µm. Valores nulos da tensão máxima de

von Mises correspondem aos casos sem oscilações, onde a estrutura permanece em

repouso. É importante veri�car que a tensão limite de 5,52 MPa é mais que 5 vezes

maior que a máxima tensão de von Mises obtida (≈ 0.77MPa para o caso com o

corpo de seção retangular e con�namento com condição de livre escorregamento),

veri�cando que essa estrutura suportaria essas deformações sem apresentar falhas

mecânicas, o que poderia garantir uma longa vida útil em sistemas de colheita de

energia.

(a) (b)

Figura 5.12: Valores máximos da tensão de von Mises para (a) Re = 125 e (b)
Re = 250. Demais valores são nulos, correspondendo à não ocorrência de oscilações.

1Valor mínimo de tensão limite para o material PVDF, obtido, em
06/02/2023, de https://www.matweb.com/search/datasheet_print.aspx?matguid=

a011f8ccf4b448a19246773a32085094
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Capítulo 6

Conclusão

Com o avanço tecnológico no desenvolvimento de micro sensores, alinhado com

a redução dos custos de fabricação, torna atraente a utilização massiva de tais siste-

mas interconectados para a avaliação contínua de processos na indústria e no meio

ambiente, em acordo com a Indústria 4.0. Entretanto, com a atual necessidade da

utilização de baterias, o uso desses sistemas de forma massiva apresenta di�culdades

relacionadas a sua manutenção (troca e/ou recarga de baterias), vida útil e descarte

dessas baterias. Dessa maneira, muito tem sido proposto no desenvolvimento de sis-

temas de colheita de energia, o que tornaria tais sensores autônomos, podendo ainda

substituir a necessidade de bateriais. Um desses sistemas de colheita de energia que

mais é estudado é o baseado na interação �uido-estrutura, com a introdução de uma

estrutura deformável em um escoamento a �m de captar parte da energia disponí-

vel. Apesar das diversas proposições de sistemas de colheita de energia, poucos têm

apresentado testes experimentais fora dos ambientes controlados em laboratório.

Dessa maneira, o presente trabalho foi realizado com o objetivo de analisar a

interação �uido-estrutura devido à introdução, em um escoamento uniforme, de um

sistema composto por uma viga cantiléver com uma extremidade �xa a uma estru-

tura rígida e estacionária (corpo gerador de vórtices) e a outra extremidade livre,

com um cilindro �xo para reduzir a frequência natural de vibração da viga. Dessa

maneira, a viga cantiléver é imersa na esteira de vórtices do corpo estacionário à

montante, de modo que o desprendimento regular de vórtices permite a oscilação

da viga cantiléver. Para a avaliação de tal sistema é proposta uma análise para-

métrica avaliando-se a geometria da seção do corpo gerador de vórtices (geometrias

triangular, retangular e C invertido), o número de Reynolds (125 e 250), a condição

de con�namento desse escoamento (não con�nado ou con�nado, com uma razão de

bloqueio β = 40% e com as condições de não deslizamento e livre deslizamento nas

paredes do canal) e a espessura da viga cantiléver (25µm, 50µm e 100µm, permitindo

a avaliação nas condições de fn ≈ fSt, fn > fSt e fn >> fSt).

A análise dos resultados obtidos permitiu veri�car alguns parâmetros de carac-
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terização do sistema, como a amplitude máxima de oscilação, coe�cientes de arrasto

e sustentação e modos de vibração da estrutura. Em relação à máxima amplitude

de oscilação, foram observados os maiores valores para os casos com con�namento

e condição de livre escorregamento nas paredes do canal, de modo que a restrição

ao escoamento e a condição ∂uf

∂y
= 0 utilizada permitem que o �uido seja acelerado

ao passar pelo corpo de forma a contribuir para um aumento na intensidade dos

vórtices observados, de modo que a região de baixa pressão presente no interior dos

vórtices tem papel signi�cativo no surgimento de curvaturas ao longo da viga, in-

dicando um modo de vibração que combina o primeiro e segundo modo natural de

oscilação.

Já em relação à geometria do corpo gerador de vórtices, veri�ca-se que corpos

menos aerodinâmicos contribuem para variações na intensidade e tamanho dos vór-

tices que se desprendem, permitindo maiores amplitudes de oscilação. Também foi

observado o efeito do con�namento na resposta do sistema, observando o elevado

efeito estabilizador que o con�namento com condição de não deslizamento tem, de

modo semelhante ao caso de um corpo estacionário con�nado. Já o escoamento não

con�nado permite

Em relação aos coe�cientes de arrasto e sustentação, observa-se que o coe�ci-

ente de arrasto médio é praticamente nulo para a viga, o que é esperado devido

à reduzida espessura da viga e do cilindro rígido �xo em sua extremidade livre.

Com o aumento da amplitude de oscilação é observado um aumento na amplitude

das forças de arrasto, devido à atuação do �uido em uma maior área super�cial da

viga. Entretanto, corpos de seção mais aerodinâmica fazem com que esse aumento

seja menor, justi�cando as menores amplitudes de oscilação. Além disso, foram

observados aumentos signi�cativos no valor da raiz média quadrática do coe�ciente

de sustentação, chegando a valores de 16,42 para toda a estrutura. Desse valor, a

contribuição é majoritariamente da viga cantiléver, de modo que os resultados para

o corpo gerador de vórtices, como esperado devido à sua posição �xa, são menos

alterados com as oscilações da viga.

De acordo com o investigado neste trabalho e com os resultados obtidos na análise

paramétrica, é possível identi�car a necessidade de estudos futuros para permitir o

desenvolvimento de micro e mini sistemas de colheita de energia. Assim, propõe-se,

para trabalhos futuros, os seguintes estudos:

� Avaliar diferentes comprimentos da viga cantiléver de modo a avaliar o com-

primento ótimo para que as oscilações tenham máxima amplitude.

� Avaliação tridimensional do sistema proposto a �m de veri�car efeitos tridi-

mensionais do escoamento na interação �uido-estrutura.

� Avaliar maiores números de Reynolds a �m de veri�car o efeito do aumento
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de Re nos vórtices que se desprendem da estrutura e, consequentemente, na

interação com a viga cantiléver. Nesse caso, é ainda mais relevante a avaliação

tridimensional do sistema, já que é indicado um valor máximo de Reynolds de

cerca de 250 para que tais efeitos tridimensionais tenham maior relevância na

interação.

� Incluir o amortecimento na estrutura para a avaliação do seu efeito na resposta

do sistema, em especial nas amplitudes de oscilação. Para isso, destaca-se o

estudo realizado por de Nayer et al. [107], o qual indica um amortecimento de

Rayleigh com um termo proporcional à matriz de rigidez da estrutura.

� Utilização do material piezoelétrico na estrutura da viga cantiléver, permi-

tindo a avaliação numérica da interação �uido-estrutura-piezoelétrico. Além

disso, recomenda-se a avaliação desse sistema acoplado a um circuito elétrico

puramente resistivo, amplamente utilizado na avaliação de sistemas de colheita

de energia com materiais piezoelétricos devido a sua simplicidade, e a um cir-

cuito elétrico ressonante composto por uma resistência elétrica e um indutor, o

qual, se devidamente projetado, permite a ampli�cação das oscilações da viga

[141, 142].
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Apêndice A

Projeto de Túnel de Água

Com o objetivo de avaliar e validar, futuramente, distintos sistemas de interação

�uido-estrutura, é desenvolvido um projeto básico de um túnel de água de bai-

xas velocidades para instalação no laboratório LabMEMS. Visando um sistema que

apresenta �exibilidade para alterações na geometria do canal, tanto no comprimento

útil quanto na área da seção de testes, é proposto um sistema modular, permitindo

fáceis modi�cações no sistema, o que permitirá ainda a utilização do túnel de água

em múltiplos projetos.

Para melhor apresentação da memória de cálculo e etapas do projeto, o túnel de

água foi dividido em 7 seções, sendo apresentado ao �nal uma estimativa de custo

do projeto. O desenvolvimento do projeto foi baseado em quatro características

fundamentais, sendo a redução do tamanho do sistema, redução do custo total,

manutenção de elevada qualidade do escoamento a �m de utilizar o túnel para

pesquisa e análise de fenômenos físicos, e redução da complexidade do túnel. Assim,

foi criado um modelo CAD do sistema (Figuras A.1.a-b). O sistema é projetado

para ser utilizado com (Figura A.1.a) ou sem tampas (Figura A.1.b), de modo que a

não utilização limita a quantidade de água a ser usada no sistema e torna necessário

o emprego de um sistema para o direcionamento do �uido na entrada do túnel para

evitar derramamento de água.
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Figura A.1: Modelo CAD do túnel de água proposto (a) com as tampas e (b) sem
as tampas em cada seção para melhor visualização.

A.1 Seção de Teste

A seção de teste é determinada de acordo com o comprimento característico

máximo do corpo de prova e com o número de Reynolds do escoamento incidente.

Para a visualização do escoamento, são utilizadas placas de acrílico de 5 mm de

espessura na construção dessa seção. Além disso, a montagem da seção de testes é

realizada de tal forma a permitir a fácil troca do corpo de prova e da posição do

corpo na seção de testes.

Para obter o desprendimento de vórtices no escoamento, deve-se considerar o

número de Reynolds crítico Rec, o qual corresponde ao número de Reynolds no qual

inicia-se o processo de desprendimento de vórtices. Em ambientes não con�nados,

o número de Reynolds crítico para o corpo de seção circular é próximo de 50. Ao

promover o con�namento do escoamento Rec aumenta, de modo que uma razão de

bloqueio de até 20% é responsável por um pequeno aumento no Reynolds crítico,

sendo igual a aproximadamente 80 para o corpo de seção circular [126].

Assim, de�nindo o comprimento característico máximo dos corpos de prova como

sendo igual a 25,4 mm, é de�nida uma região de teste com seção transversal cons-

tante e quadrada e de lado 150mm, o que resulta em uma razão de bloqueio máxima

de 17%. Para o comprimento da seção é de�nido um valor de 600 mm, correspon-

dendo a 23,6 vezes o comprimento característico do corpo de prova. Devido à cons-

trução proposta do túnel de água, esse comprimento pode ser alterado de acordo com

o experimento. Na Figura A.2 está indicada uma seção de teste de comprimento 600

mm. Entretanto, recomenda-se o uso de corpos com dimensão característica menor

que 15 mm, a �m de manter uma razão de bloqueio máxima de 10%, conforme Choi

e Kwon [143]. No caso do corpo proposto, com dimensão característica igual a 5

mm, o con�namento é igual a 3,33%.
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Figura A.2: Modelo da seção de testes quadrada de lado 150 mm e comprimento
600 mm com um corpo de prova cilíndrico de diâmetro 25,4 mm.

A �m de reduzir o tamanho do sistema de bombeamento a vazão máxima do

sistema (Qmax) é limitada em 40m3/h, o que permite uma velocidade média máxima

(U∞,max) do escoamento na seção de testes igual a 0,5 m/s, correspondendo a um

número de Reynolds máximo, avaliado na velocidade média do escoamento, igual

a 12700 para um corpo de prova com comprimento característico igual a 25,4 mm.

Para o corpo de 5mm a velocidade máxima de 0,5 m/s corresponde a um número

de Reynolds de 2500.

A.2 Seção de Contração do Escoamento

A seção de contração do escoamento tem a importante função de aumentar a

velocidade do escoamento sem introduzir grandes perturbações, de modo a manter

uma reduzida intensidade turbulenta no escoamento. A seção de contração é de�nida

a partir do polinômio de 5º grau dado na Equação A.1.

y(x) = y1 − (y1 − y0)

[
6
(x
L

)5
− 15

(x
L

)4
+ 10

(x
L

)3]
(A.1)

Sendo y1 a distância da linha de centro do túnel até a entrada da seção de

contração, y0 a distância da linha de centro até a saída da seção de contração (entrada

da seção de testes) e L o comprimento da seção de contração. De�nindo uma seção

de contração de 5, de modo que, para a saída com largura de 150 mm (y0 = 75mm),

tem-se uma entrada de 750 mm (y1 = 375mm). Já o comprimento da seção de

contração é de�nido como sendo igual a 500 mm para reduzir o espaço utilizado,

mas ainda não provocar a separação do escoamento devido à curvatura nas laterais

da seção [144]. É utilizado o mesmo polinômio para a variação da altura da seção, a

qual tem entrada de 300mm e saída de 150mm, permitindo assim uma contração de
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2 vezes na altura do canal. Para a altura do canal tem-se que y1 = 0 e y0 = 150mm.

A Figura A.3 apresenta a seção de contração proposta, a ser construída em

alumínio, com espessura de 5 mm, e tampa plana.

Figura A.3: Modelo da seção de contração, com a vista lateral à direita.

A.3 Seção de Estabilização do Escoamento

A seção de estabilização tem o papel de atenuar a intensidade turbulenta prévia

à entrada na seção de contração, e uniformizar o per�l de velocidade para garantir

a qualidade do escoamento na seção de testes. Essa seção possui uma estrutura

de colmeia (honeycomb) e um conjunto de malhas com �o de aço inoxidável de

distintas características (diâmetro do �o e abertura da malha), permitindo melhorar

a qualidade do escoamento com a atenuação da intensidade turbulenta. Antes da

estrutura de colmeia é posicionada uma tela com malha 2 e �o de 2,11 mm, com

abertura de 10,59 mm (69,53%), para a proteção das estruturas do túnel de água e

do corpo de prova contra objetos que possam dani�cá-los.

A estrutura em colmeia é responsável por uma maior redução na intensidade

turbulenta lateral que axial (direção do escoamento), enquanto o conjunto de malhas

apresenta uma maior redução na intensidade turbulenta axial [145�147]. A estrutura

em colmeia utilizada é de seção hexagonal a �m de reduzir a perda de carga no

sistema, sendo utilizado um diâmetro hidráulico de 13mm e um comprimento de 150

mm, de modo que a razão de aspecto dessa estrutura é igual a 11,5, de acordo com

o recomendado em [146]. Entre a estrutura de colmeia e a primeira malha utilizada

há uma seção reta com 150 mm de comprimento, de acordo com o recomendado

em [146] de uma distância de aproximadamente 10 vezes o diâmetro hidráulico da

colmeia.

Para o conjunto de malhas, foram selecionados três malhas distintas, sendo a de

maior tamanho a primeira utilizada, o que resulta em uma menor perda de carga para

uma redução semelhante na intensidade turbulenta [145]. A �m de reduzir a geração
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de turbulência devido ao desprendimento de vórtices recomenda-se a utilização da

malhas tais que o número de Reynolds baseado no diâmetro do �o da malha seja

menor ou igual a aproximadamente 40 [145, 146], caso seja permitida a perda de

carga extra devido à maior restrição à passagem do �uido provocada pela malha

de menor abertura e diâmetro do �o. Outro aspecto importante a ser considerado

é a abertura da malha, a qual deve ser maior que 50% para evitar a presença de

instabilidades após a malha [145]. Assim, as três malhas selecionadas estão descritas

na Tabela A.1, assim como o número de Reynolds baseado no diâmetro do �o da

malha.

Tabela A.1: Características das 3 malhas selecionadas para o caso de maior vazão
no sistema (40 m3/h).

Malha Diâmetro do �o Abertura da malha Número de Reynolds

Malha 1 1,65 mm 8,51 mm (70,16%) 81

Malha 2 1,07 mm 4,01 mm (62,31%) 53

Malha 3 0,81 mm 2,82 mm (60,35%) 40

A.4 Seção de Entrada do Fluido no Túnel

A seção de entrada no túnel de água tem o objetivo de direcionar o escoamento

para a seção de estabilização, evitando regiões de recirculação e garantindo a entrada

suave do �uido no túnel. Para reduzir a velocidade do �uido nessa região, é proposta

a utilização de tubos de PVC de 4� de diâmetro para a entrada na seção, o que resulta

em uma velocidade máxima do escoamento de 1,4 m/s. Para evitar a formação de

regiões de recirculação, a seção de entrada tem formato triangular, direcionando o

�uido à seção de estabilização. Essa seção tem comprimento de 500 mm. A conexão

entre o tubo de PVC e a seção de entrada em alumínio é feita através de uma junta

de amortecimento de vibrações �angeada para reduzir vibrações presentes nos tubos

e provenientes das bombas.

A.5 Seção de Saída do Fluido do Túnel

A seção de saída do �uido do túnel tem a função de reduzir a velocidade do

escoamento e direcioná-lo aos tubos de sucção das bombas. Para isso, é proposta

uma seção de saída com uma região de expansão lateral de 150 mm (seção de testes)

para 300 mm, seguida por uma região que direciona o �uido para baixo, a �m de

reduzir a presença de regiões de recirculação que possam interferir no escoamento na

saída da seção de testes. Para melhorar o direcionamento do �uido, são adicionadas
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palhetas-guia com geometria circular com ângulo de 90º e raio 20mm. A Figura A.4

apresenta a proposta para a seção de saída. Em destaque está indicada a estrutura

com as palhetas-guia.

Figura A.4: Modelo da seção de saída do túnel em (a) e das palhetas-guia para
direcionamento do �uido em (b).

A.6 Equipamentos para Bombeamento e Equipa-

mentos Auxiliares

O �ltro de partículas é de�nido de acordo com a vazão máxima recomendada

e grau de �ltração. Para permitir a variação do grau de �ltração, é proposta a

utilização de um �ltro de cartucho, com carcaça em polipropileno e elemento �ltrante

intercambiável. É considerada uma perda de carga no elemento �ltrante igual a 0,5

bar, de acordo com dados de fabricantes. Devido à utilização de um circuito fechado,

o �ltro é conectado à tubulação a partir de um bypass para evitar a sua utilização

continuamente.

As bombas são dimensionadas de acordo com a vazão máxima necessária e perda

de carga do sistema. Para a máxima vazão do sistema (40 m3/h) a perda de carga

estimada é de 0,5 bar de acordo com Tabelas e Equações para a perda de carga de

distintos componentes presentes em [145, 147, 148], de modo que foram selecionadas

duas bombas centrífugas Schneider Eko 1,5 Cv com pré-�ltro, capaz de bombear

20,8 m3/h a uma altura manométrica de 0,5 bar. Para o controle da vazão de �uido,

é proposta a utilização de um inversor de frequência em cada uma das bombas,

modelo WEG CFW300 2 Cv, permitindo a variação da velocidade de rotação das

bombas.

Para o amortecimento das vibrações da bomba e do ambiente a �m de evitar

perturbações no escoamento e no sistema piezoelétrico, são utilizados 12 amorte-

cedores de vibração para apoiar o túnel de água na estrutura, sendo selecionado o
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modelo da linha tradicional da marca Vibra-Stop, de altura regulável e carga está-

tica máxima por peça de 200 kg, com borracha de dureza 55 shore A, tratando-se

do menor modelo da linha. Também são utilizados amortecedores de vibração na

tubulação. Para permitir a movimentação do conjunto, são utilizadas 8 rodas com

freio para a estrutura do túnel de água e 4 rodas com freio para a estrutura do

sistema de bombeamento. A capacidade de cada roda é de�nida de acordo com a

carga a que devem suportar. Em relação ao túnel de água, este possui uma massa

de cerca de 65 kg vazio e acomoda aproximadamente 300 litros de água. Com a

estrutura com uma massa de cerca de 20 kg, tem-se um total de aproximadamente

385 kg, de forma que cada roda . No caso da estrutura das bombas, as rodas devem

suportar pelo menos 100 kg, correspondendo às bombas, equipamentos auxiliares

e possíveis equipamentos adicionais (trocador de calor, instrumentação, válvulas).

Assim, são selecionadas rodas que suportam até 75 kg para a estrutura do túnel de

água e rodas com capacidade de até 40 kg para a estrutura das bombas.

Utiliza-se uma tubulação de PVC com diâmetro de 1,5 polegada para a conexão

nas bombas, e de 4 polegadas para a conexão com o túnel de água. Devido à

construção proposta, há possibilidade de acoplar um trocador de calor, caso seja

necessário, para resfriamento do �uido, mantendo-o a uma temperatura constante.

A.7 Estrutura do Túnel de Água

Para permitir a fácil alteração da seção de testes e também a customização do

túnel de água, são propostas 2 estruturas de suporte independentes, uma destinada

ao sistema de bombeamento e �ltração do �uido, e outra estrutura para o suporte

do túnel de água. Ambas são construídas com per�s de alumínio estrutural de

seção quadrada com lado igual a 30 mm, para redução da massa dessas estruturas

e facilidade em customização e alteração do túnel de água.

Na Figura A.5.a é possível observar a estrutura de suporte do túnel de água e na

Figura A.5.b indica-se a estrutura de suporte das bombas e do �ltro. Observa-se, na

Figura A.5.a, que a seção de testes possui todos os lados livres para o posicionamento

de sistemas de visualização do escoamento como PIV (velocimetria por imagem de

partículas), além de permitir a utilização de seções de testes de maior comprimento

e também a fácil manutenção dos equipamentos.
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Figura A.5: Estrutura em per�l estrutural de alumínio 30x30 mm para sustentar o
túnel de água.

A.8 Túnel de Água

Com base no proposto e na literatura avaliada, este projeto foi desenvolvido para

servir de alicerce no projeto detalhado do túnel de água, o qual utilizará de ferra-

mentas mais avançadas, como a Dinâmica de Fluidos Computacional e as técnicas

de simulações do escoamento, para a avaliação da sensibilidade da qualidade do

escoamento em relação aos parâmetros utilizados no projeto básico, sendo os prin-

cipais a seção de contração, seção de estabilização (estrutura de colmeia e conjunto

de malhas) e de entrada.

Com a união das 7 seções, tem-se o projeto básico do túnel de água completa-

mente de�nido, como pode ser observado na Figura A.6. Neste projeto não estão

de�nidos instrumentos de medição como transdutores de pressão diferencial e medi-

dores de vazão. Todo o sistema tem comprimento total de 2,45 m, altura de 1,6 m e

largura de 0,8 m, com uma massa de cerca de 165 kg vazio e de 400 kg em operação

com água.

Figura A.6: Projeto básico do túnel de água proposto. Para melhor visualização,
não estão incluídas nas �guras as tampas de cada seção.
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O custo total estimado, de acordo com as distintas seções, é indicado na Tabela

A.2, sendo apresentado, para as estruturas do corpo de alumínio (seções de entrada,

estabilização, contração e de saída), o valor total (R$ 6.100,00). Devido à premissa

de redução na complexidade do projeto, a montagem das distintas seções pode ser

realizada pela equipe de estudantes e pesquisadores do laboratório LabMEMS. Con-

forme indicado na Tabela A.2, observa-se um custo total estimado de cerca de R$

22.350,00, mantendo-se a uma fração do custo de um túnel de água comercial de

tamanhos similares, com valores de cerca de R$ 235.000,00 (os túneis comerciais

similares apresentam valores de cerca de US$ 50.000,00)1, sem considerar custos de

transporte do equipamento.

Tabela A.2: Custo estimado das distintas seções do túnel de água proposto.

Seção Custo estimado

Seção de testes R$ 450,00

Estrutura das 4 seções do túnel R$ 6.100,00

Equipamentos e auxiliares R$ 12.500,00

Estrutura de suporte R$ 3.300,00

Total R$ 22.350,00

1Cotação de R$ 4,69 (dia 13/04/2022)
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