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Abstract. The offshore wind power generation has shown a considerable growth over the last few ye-
ars. The wind power potential of the Brazilian Exclusive Economic Zone (ZEE) is significant, with a
continental shelf of low depth and extremely favourable wind speed in the Northeast region. Offshore
wind power exploration appears as an alternative for the expansion of the national primary energy sour-
ces. The monopile type represents approximately 80% of the global foundation solutions for Offshore
Wind Turbines (OWT). In general, OWTs exhibit high flexibility and similar behaviour to an inverted
pendulum. They are constantly subjected to the dynamic actions of wind forces, which are combined
with other loads, such as waves, sea currents, earthquakes. This work presents procedures for the one-
way dynamic analysis of monopile OWTs, where aerodynamic loads are obtained by the Blade Element
Momentum (BEM) theory and the structural dynamic simulation is performed in a one-dimensional mo-
del according to the Finite Element Method (FEM). An integration between aerodynamic loading and
the structural module is performed with the aid of MATLAB. The soil-structure interaction is idealized
by means of four simplified models: fully fixed, distributed springs, apparent fixity length and coupled
springs. Several results are presented for the NREL SMW reference turbine and validated by robust mo-
del solutions available in literature. The results indicate the efficiency of the developed routines on the
characterization of the transient wind action on the rotor and its possible use for the dynamic analysis of
wind turbines on sea for different environmental conditions.

Keywords: Offshore Wind Turbine, Blade Element Momentum, Finite Element Method, Dynamic
Analysis.
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Andlise dindamica de aerogeradores offshore com fundagdo do tipo monopilar

1 Introducao

Dentre as fontes de energia renovaveis, a energia edlica se apresenta como uma das mais proemi-
nentes no mercado global, alcangando em 2017 uma poténcia edlica instalada de 539 GW [1]. Nota-se,
entdo, um aumento na escala de producdo de turbinas edlicas, assim como sua capacidade de geracdo
de energia. No entanto, com o aumento da poténcia edlica das turbinas, sdo necessdrias estruturas de
suporte cada vez maiores, as quais requerem cuidados especiais no seu estudo e dimensionamento.

A andlise dinamica é um aspecto fundamental para o cdlculo destas estruturas especiais, uma vez
que elas sao esbeltas e estdo submetidas a esfor¢os que variam sua intensidade e direcdo ao longo do
tempo. Dentre estes estd a acdo do vento no rotor, as vibragdes provocadas pelo movimento das pés e do
gerador elétrico, a acdo de sismos e os efeitos de maré e correntes para o caso de estruturas offshore.

Um aerogerador (ou turbina edlica) é um gerador elétrico conectado ao eixo de um rotor e € res-
ponsavel por converter energia edlica em energia elétrica. Existem dois tipos basicos de aerogeradores:
os aerogeradores de eixo vertical (VAWT’s) e os aerogeradores de eixo horizontal (HAWT’s), sendo estes
os mais comumente utilizados e, portanto, os estudados neste trabalho.

O aerogerador de eixo horizontal apoiado sobre monopilar (Fig.1) € composto principalmente por:
pas, feitas em geral de compdsitos, como fibras de vidro ou carbono, hub (ou cubo), que é a peca de en-
contro das pas, localizada no eixo de rotagao da turbina, uma estrutura que abriga todos os componentes
mecénicos da turbina chamada de nacelle, uma torre de sustentagdo da turbina, normalmente conicas,
tubulares e feitas de aco e o monopilar que ¢é o tipo de fundagdo em que a estrutura se apoia em estaca
Unica, em ago e tubular.

Figura 1. Componentes principais de um aerogerador com fundagdo do tipo monopilar e eixo horizontal.

O avanco tecnolégico tem permitido o projeto de turbinas com maiores capacidades de geracao de
energia, o que tende ao posicionamento dos rotores em alturas cada vez maiores em busca de melhores
condigdes de vento. Este fato, aliado a prépria natureza dinamica dos esforgos atuantes, isto é, a acao
do vento no rotor, os efeitos de correntes e ondas e as vibragdes dos componentes mecanicos, tornam a
verificagao dos esforcos e o dimensionamento deste tipo de estrutura € algo desafiante para a engenharia
estrutural.

Diversos autores t€m abordado o comportamento dindmico de aerogeradores. Pode-se destacar as
contribui¢des de Gupta [2] e Aasen et al. [3] com relacdo a influéncia da ndo-linearidade do solo nos
modos de vibragao; Kjgrlaug e Kaynia [4] apresentaram um modelo com elementos sélidos e de casca
para a simulacio da resposta sismica de turbinas em terra, com consideracdo da interacdo solo-estrutura
e Maiolino [5] desenvolveu estratégias de dimensionamento e critérios de projeto para turbinas offshore
como elementos 1D.
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Este trabalho visa apresentar procedimentos para a analise dindmica one-way de OWTs sobre mo-
nopilar, onde as cargas aerodinamicas sao obtidas pela teoria do Momento do Elemento de P4 (BEM) e
a simulacdo dinamica estrutural é realizada em um modelo unidimensional pelo Método dos Elementos
Finitos (FEM) e com o auxilio do MATLAB. A interacdo solo-estrutura € idealizada por meio de quatro
modelos simplificados: engastado, molas distribuidas, comprimento artificial e molas acopladas. Vérios
resultados sdo apresentados para a turbina de referéncia NREL SMW e validados por modelos robustos
disponiveis na literatura.

2 Modelagem Matematica

2.1 Equacoes de Movimento

Como descrito por Clough [6], a equacdo de movimento que representa o sistema pode ser formu-
lada expressando o equilibrio das forcas efetivas associadas a cada grau de liberdade. De maneira geral,
em qualquer ponto i, quatro tipos de forga estardo atuando: a carga externa p;(t), e as forgas resultantes
do movimento, isto é, inércia f;, amortecimento fp; e eldstica fg;. Assim, em forma matricial, tem-se:

{1y +{fo} +{fs}t ={pt)} (1)

Cada uma das forcas resistentes pode ser expressa de forma mais conveniente em termos de um
conjunto apropriado de coeficientes de influéncia. No caso das forgas eldsticas fs, por exemplo, esses
s@o os coeficientes de rigidez nodal, os quais multiplicados pelos respectivos deslocamentos fornecem o
vetor de forcas:

{fs}y = [F{v} 2)

Sendo [k] a matriz de rigidez da estrutura e {v} o vetor de deslocamentos nodais.
De forma analoga, podemos escrever os vetores de for¢as de amortecimento e inerciais e a equacao
de equilibrio completa serd dada por:

({5} + [cl{o} + [kl{v} = {p(t)} 3)

Onde [c] e [m] sdo respectivamente as matrizes de amortecimento e de massa da estrutura e {0} e
{¥}, os vetores de velocidade e acelera¢do nodais.

2.2 Efeitos de nao-linearidade geométrica produzidos pela carga axial

As forcas axiais que atuam na estrutura podem afetar significativamente a sua rigidez. A compo-
nente de forca que age paralelamente ao eixo original dos membros dd origem a componentes de carga
adicionais que atuam na direcdo dos deslocamentos nodais, isto €, que contribuem para a deflexdo [6].
Chamando essas forgas adicionais de fg e incluindo-as na expressido do equilibrio dindmico (equagio
1), ttm-se:

{/1} +{/p} +{fs} —{fa} ={p(®)} “4)

Uma vez que essas forcas também dependem dos deslocamentos da estrutura, elas podem ser ex-
pressadas por coeficientes de influéncia. Entdo, a equagdo do equilibrio dindmico passa a ser:

[ml{o} + [c]{0} + [k — ka[{v} = {p(t)} )

Sendo [k¢| a matriz de rigidez geométrica da estrutura.
A rigidez geométrica ou de tensdo inicial, como definido por Hughes [7], pode ser determinada ao
se analisar o problema de flambagem de uma viga esbelta (Euler-Bernoulli), como mostra a Fig. 2.

Sendo, ) ) )
d dv dv
— | E]— N— =

dz < dw) * dx 0 ©
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N(x)

1

Figura 2. Torre simplesmente apoiada sob compressdo axial [7].

a equacdo diferencial que governa o problema, os coeficientes de rigidez geométrica podem ser
obtidos a partir do termo em /N por MRP-Garlerkin:

L
JRRELALABEE %

Sendo N (z) a varia¢do da carga axial ao longo do comprimento e H (x) as fungdes de interpolacdo
ou de forma do elemento.

Ao se aplicar as mesmas fungdes de interpolacdo utilizadas para calcular os coeficientes de rigidez
do elemento (fung¢do cubica), obtém-se a seguinte matriz de rigidez geométrica:

36 3L 36 3L

N | 3L 41?2 -—-3L -—IL2
Kg = 30L (8)
—-36 —3L 36 —3L

3L —L? —-3L 4I2

Onde N € o esfor¢o axial no elemento.
2.3 Matriz de Massa Consistente

Utilizando o conceito de elemento finito, pode-se determinar os coeficientes de massa consistente
do elemento de maneira similar ao utilizado para determinacio dos coeficientes de rigidez. Resolvendo
pelo MRP-Garlerkin e utilizando na declaragioao integral o (x) (forga inercial), chegamos a seguinte
expressao para o coeficiente de massa consistente:

L
/0 m(x)H;(x)H;(x)dx 9)

Ao se aplicar as mesmas fungdes de interpolacdo utilizadas para calcular os coeficientes de rigidez
do elemento (fung¢do cibica), obtém-se a seguinte matriz de massa consistente:

156 221 54 —13L)
_mL | 22L 4L 13L  -3L7
420 | 54 130 156 —22L
|—13L —-3L7 —22L 4L?

(10)

Onde m € a massa distribuida do elemento.
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2.4 Massa Hidrodinamica Adicional

De acordo com Goyal e Chopra [8], os efeitos hidrodindmicos podem ser incluidos na anélise do
espectro de resposta de uma torre com parte submersa pela substituicdo da massa distribuida da torre
m(z) pela sua massa vitural distribuida 772(z), dada por:

m(z) = m(z) + md(z) + mi(z) (11)

Onde as massas adicionais hidrodinAmicas m2(z) e m’ (z) representam, respectivamente, os efeitos
da 4gua adjacente(externa) e interna na resposta dindmica da torre.

A massa adicional mg(z) para as torres uniformes (se¢@o constante), que é o caso das estacas, é
dada por:

0 16 Hy o~ (=)™ ro ro
ma(z):(pwﬂ'r?)) ﬁ?oszm OlmE COS amE (12)

Onde:
z = distancia a partir da base da torre;
H, = profundidade da dgua externa;
pw = massa especifica da dgua;
r, = raio externo da se¢do da torre;
am = 2m — 1)7/2;

Om— | =

Ho Ko <am%) + K> (am%)

Sendo K, a fun¢do de Bessel modificada de segunda espécie e ordem n.
Jd a massa adicional m,(z) para as torres uniformes é dada por:

i 16 Hi o~ (=)™ Ti Ti
me(2) = (puwrr?) 2. Z mDm (amffi) cos <amfli> (13)

Enm < "o ) K (O‘m7>

Onde:
H,; = profundidade da dgua interna;
pw = massa especifica da dgua;
r; = raio interno da se¢do da torre;
am = (2m — 1)7/2;

D <a T > — h (am%)
m m -
H; I (am%) + I (am%>

Sendo I, a fun¢do de Bessel modificada de primeira espécie e ordem n.
2.5 Matriz de Amortecimento Proporcional: Método de Rayleigh

Como sugerido por Rayleigh [6], assume-se que o amortecimento € proporcional a uma combinagdo
das matrizes de massa e de rigidez da estrutura:

[c] = ap[m] + ai1[k] (14)

O que leva a seguinte relacdo entre razdo de amortecimento e frequéncia fundamental:

ao a1Wn

fn:m 2

5)
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Andlise dindmica de aerogeradores offshore com fundagdo do tipo monopilar

Se as razdes de amortecimento associadas a duas frequéncias fundamentais w,, € w, especificas sdo
conhecidas, os dois fatores de proporcionalidade de Rayleigh, ag e a; podem ser avaliados pela resolucdo
simultinea do seguinte par de equacdes:

ao 2w, Wn, —Wm &m

~ o2 : (16)
al Wp — Wiy —l/wn 1/wm gn

Se a mesma razao de amortecimento é assumida para ambas as frequéncias de controle, isto é
Em = & = &, entdo os fatores de proporcionalidade sdo dados por:

a Wmnln

aq Wn, + Wm 1

2.6 Resposta Dinamica pelo Método da Aceleracao Média Constante

Para sistemas ndo-lineares, nos quais os coeficientes da estrutura ndo podem ser assumidos como
constantes, a integracdo numérica passo-a-passo € o procedimento que melhor se aplica para a obtencao
dos deslocamentos da estrutura ao longo do tempo [6]. Assim, como o objetivo deste trabalho é também
permitir meios para considerar efeitos como a plasticidade do material e esforcos de segunda ordem na
geometria deformada, optou-se por esta classe de métodos para o cdlculo da resposta dindmica.

A fim de se analisar a resposta dindmica de forma iterativa, isto €, para cada passo de tempo (h), é
necessdrio definir primeiramente a equagdo de movimento de forma incremental. Tomando a diferencga
entre as relacdes vetoriais de equilibrio para os tempos t; e t;1.1 = t; + h, temos:

Afr+Afp+Afs=Ap (18)

Onde os incrementos de forca podem ser escritos como:

Afr = [m|Av
Afp = [¢]AD
Afs = [ki]Av
Ap =piy1 —pi

[ci] e [k;] sdo as matrizes de amortecimento e rigidez incrementais e seus coeficientes sdo definidos
para cada passo de tempo (Fig. 3).

Em geral, ¢ mais conveniente utilizar a tangente no tempo ¢; em vez da inclinacdo média para
estimar o amortecimento ou a rigidez, a fim de evitar a necessidade de iteracdo extra a cada etapa da
solug@o. Assim, os coeficientes sdo dados por:

e — (%p o= (¥s
T\ ), T v ),

A solucdo da forma incremental da equagdo de movimento (equagao 18) é feita pelo estabelecimento
de uma relagdo simples entre deslocamento, velocidade e aceleragao, a qual seja valida para o curto passo
de tempo h. Dessa forma, apenas um vetor de incognitas permanece nas equagdes de equilibrio e elas
podem ser resolvidas por qualquer procedimento de resolucdo de um sistema de equacdes.

O Método da Aceleracdo Média € o equivalente ao de Euler-Gauss para sistemas com um grau de
liberdade e uma particularizacdo do método de Newmark, o qual se baseia na suposi¢do da aceleracdo
constante. Como consequéncia, a velocidade e o deslocamento variam de forma linear e quadratica
respectivamente. De acordo com Wilson [9], este € o método mais robusto para ser usado na andlise
dinamica iterativa de sistemas estruturais complexos onde haja um ndmero significativo de altas frequéncias,
por ser incondicionalmente estdvel.
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Figura 3. Definicdo de coeficientes de influéncia ndo-lineares: amortecimento viscoso c;; e rigidez k;;

[6].

Aplicando essas condicdes e integrando a formulagdo incremental, chega-se a:
[k]{Av} = {Ap} (19)

Que é chamado de sistema de equacdes incrementais de equilibrio pseudoestitico. A matriz de
rigidez e o vetor de carga incremental efetivos, k e Ap, sdo dados por:

k] = [ki] + %[Cz’] + %[m] (20)
(87} = (89} + 2o + ] (€6 + 2060 ) @

Analise passo-a-passo:

[1] Avaliar & e Ap através das equagdes 20 e 21.

[2] Resolver o sistema de equagdes incrementais de equilibrio pseudoestatico (equacdo 19) para Awv.
[3] Calcular o incremento de velocidade pela expressdo Ao = %Av — 2A\1;.

[4] Calcular o vetor de aceleracio inicial a partir da condi¢ao de equilibrio no comego do passo:
{v:} = [m) ™" ({pi} — {fpi} = {fsi})

[5] Retornar para [1]. Caso a andlise seja nio linear, é necessario calcular k para cada iteracio.

2.7 Carregamento Aerodinamico

Os aerogeradores t€ém como principal propdsito a transformacgao da energia edlica em elétrica, o que
o coloca como uma estrutura primordialmente sujeita a acdo do vento. Bisoi e Haldar [10] destacam que
a velocidade do vento afeta significativamente a resposta dindmica do sistema, uma vez que ele atua nas
pés e torre de maneira varidvel no tempo e na altura. A fun¢do de velocidade do vento pode ser obtida
de diversas formas, entre as principais estdo: analiticamente, considerando o efeito da rugosidade do
solo; a partir de uma func¢des senoidais que simulam a varia¢do temporal ou através de métodos de vento
sintético [11]. Estes dltimos, em geral, utilizam formula¢des para obter um espectro de vento (Monte
Carlo, Davenport, Harris, Kaimal, entre outras) [12][13].
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As cargas provocadas pela acdo do vento na estrutura podem ser calculadas pela superposicao de
duas partes: uma quasi-estatica e outra turbulenta [14]. Isto se deve a forma de variacdo do vento, como
¢ descrito na equagdo 22 e nos graficos da Fig. 4.

Uz, t) =V (2) +u(z,t) (22)

Onde:

U(z,t) é a fungdo da velocidade total do vento;

V(z) é a fungdo da velocidade média do vento;
u(z,t) € a funcdo da velocidade turbulenta do vento.

U(t)=V+u(t)

(a) (b
Figura 4. Perfil da velocidade do vento para a) uma altura z e b) um instante ¢ [14].
A componente turbulenta do vento u(z, t) foi calculada pelo espectro de Kaimal (equagédo 23) [14].

02 ALy )V
(1+1.5A,fL,/V)5/3

Su(f) = (23)

Sendo:
V' a veldcidade média do vento;
o4, 0 desvio padrdo dado por V' ln(i—é)*l;
A, o coeficiente do espectro de vento;
L,, é o comprimento integral de escala de turbuléncia;
f € a frequéncia;
zp o comprimento de rugosidade do terreno.
Como a equacgdo 22 requer fungdes temporais, utilizou-se transformada inversa de Fourier para rea-
lizar a mudanca de dominio. Utilizando a equag@o 24, pode-se obter a pressdo em fun¢do da velocidade
calculada [15].

1
qu(t) = §,OU(1€)2 24)

Onde p é a densidade do ar.

No entanto, essa pressao atua nas pas que estdo em movimento, para a turbina em operacdo. Torna-
se necessario, entdo, a utilizacdo de métodos de dinAmica computacional, como o Método do Elemento
de P4 (BEM), que simule o escoamento do fluido através do rotor. Alguns softwares comerciais (QBlade,
Bladed, FAST, entre outros) possibilitam essa andlise uma vez conhecida a geometria da turbina. Uma
estratégia simplificada, que serd adotada neste trabalho, é o uso da relacdo empuxo-velocidade do vento
fornecida pelo fabricante da turbina.
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3 Modelo Numérico

O modelo numérico proposto é através do Método dos Elementos Finitos (MEF) com elementos
de barra e 3 graus de liberdade por né (2 translagdes e 1 rotacdo no plano). Utilizou-se um c6digo em
MATLAB para a implementacdo computacional. Como descrito na Fig. 5, o efeito da turbina e seus
componentes no comportamento dinamico a torre € representado por uma massa e inércia rotacional no
topo da estrutura. O efeito da 4gua em torno da parte submersa da estaca é considerado a partir da massa
hidrodindmica adicional e a interagdo solo-estrutura (ISE) por 3 modelos simplificados: comprimento
artificial, molas acopladas e molas distribuidas, como indicado na Fig.5. A escolha dos modelos sim-
plificados de ISE se deu a fim de seguir a mesma abordagem de Bir e Jonkman [16] e assim validar os
resultados.

Massa concentrada
(inércias translacional e rotacional)

Elementos com
massa hidrodina-
mica adicional

00— ¢

Modelos de Interagao
z Solo-Estrutura

1 (Segao 3.1)
X

Figura 5. Modelo numérico.

3.1 Interacao Solo-Estrutura (ISE)

Dentre os modelos que consideram o comportamento eldstico do solo, os trés modelos considerados
neste trabalho sdo os mais comumente utilizados [17]. A seguir estdo descritas as formulacdes de cada
modelo, como indicado por Passon (2006) em [18].

Comprimento Artificial Modificado

O método do Comprimento Artificial € uma abordagem simples que busca representar a ISE por
uma parte ficticia da estaca, de comprimento definido e extremidade inferior engastada. Como descrito
por Passon [18], na abordagem modificada, o comprimento enterrado e as propriedades geométricas da
secdo sdo alteradas a fim de obter as mesmas condi¢des de contorno, isto €, deslocamento (w) e rotagao
(¢), calculadas por um modelo nao-linear do solo através do software LPILE4.0. Para obedecer a essas
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Comprimento Molas Molas

Artificial Acopladas Distribuidas
N

N+

N+

N+

e

Figura 6. Modelos simplificados de interagao solo-estrutura.

| NENENENEN

condigdes, as seguintes equacdes da elastica de uma viga em balango devem ser cumpridas:

3 12
w:—3E1F+—2EIM (25)
¢ = iF-ﬁ-L (26)

 2FEI EI

Sendo: F' e M os esfor¢os que atuam no topo da estaca (estimados pelo cédlculo da estrutura sob

base engastada), EI a rigidez a flexdo ficticia do monopilar e / o comprimento artificial a ser encontrado.
Dividindo equacdo 25 por 26 e resolvendo para [, obtém-se as duas raizes:

1

ha=om (~30M + 3wF = /56 M2 + 306w F M + 9w?F? ) o)

Em geral, pelo menos um valor positivo pode ser encontrado para [ e a rigidez a flexao ficticia pode
ser estimada a partir das equacdes 25 e 26:

FI3 M2

El=— 4+ — 28
3w 2w (28)
FI2 Ml

El="—+"— (29)
2¢ ¢

Molas Acopladas

O modelo de molas acopladas € a representacdo da ISE através de uma matriz de rigidez, como
mostra a equacgdo 30. O significado fisico dos termos da matriz € de que, quando uma forca lateral F' ou
um momento M € aplicado no inicio da parte enterrada da estaca, estes provocam tanto uma deflexdo
u quanto uma rotacdo ¢. Estes termos devem ser entdo determinados para as condi¢cdes de contorno
calculadas previamente como no caso do Comprimento Artificial.

F _ ku,F ku,M w (30)
M ko r ko] |9
Reescrevendo as equacdes 25 e 26 em forma matricial, tem-se:
3 12
wi _|zpr zmr| | T 31
2
¢ ser mr] M

Ao se inverter a matriz de flexibilidade do lado esquerdo da equagdo, obtém-se os valores numéricos
para a matriz de rigidez procurada.

12EI —6EI
3 2

Koo = | ° 32

mola _6EI AEI ( )

12 l
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Molas Distribuidas

Neste modelo, a ISE € simulada através de molas translacionais de coeficiente linear distribuidas
ao longo do comprimento enterrado da estaca. Para a estimativa da rigidez de cada mola, é necessério
o célculo prévio dos valores de resisténcia do solo e de deslocamento. A rigidez do solo serd dada pela
divisdo da resisténcia por unidade de comprimento p em kN/m pelas deflexdes y em m. A rigidez
do solo em kN/m? deve entdo ser convertida em molas discretas. Uma boa aproximacdo pode ser
encontrada para molas distribuidas a cada 1m [18].

4 Aplicacao a Turbina de Referéncia NREL SMW

A fase Il da turbina de referéncia NREL SMW foi escolhida para a aplicagdo numérica do problema,
uma vez que, por se tratar de uma turbina de estudo, seus dados sdo disponibilizados e existe uma vasta
literatura que permite a validacdo dos resultados.

Os dados estruturais da turbina de referéncia, assim como de sua estrutura de suporte, sdo indicados
na tabela 1. Eles foram obtidos a partir dos relatérios de Bir e Jonkman (2008) [16] e J. Jonkman e W.
Musial (2010) [17], sendo o primeiro responsdvel pela geometria e massa do conjunto da turbina, e o
segundo pela estrutura de suporte da fase II do projeto (torre sobre monopilar).

Tabela 1. Dados da NREL 5SMW [16][17].

Conjunto rotor-nacelle (CRN)

Massa 350.000 kg
Izx 4,5050E+07 kg.m?
Inércias rotacionais Tyy 2,4941E+07 kg.m?
Izz 2,5478E+07 kg.m?

Material
M. Elasticidade 2,10E+11 N/m?
Densidade 8500 kg/m?>
Torre
Altura 77,6 m
Diametro da base 6m
Espessura da base 0,027 m
Diametro do topo 3,87 m
Espessura do topo 0,019 m
Monopilar
Altura acima do Nivel Médio do Mar 10m
Altura entre o Nivel Médio do Mar e o Solo 20m
Altura abaixo do Nivel do Solo 36m
Diametro 6m
Espessura 0,06 m
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O perfil do solo utilizado para a fase II do projeto da NRELSMW para a International Energy
Agency (IEA) [17] esta descrito na Fig. 7.

Figura 7. Perfil do solo da Fase Il da NREL5SMW [17].

4.1 Parametros Encontrados

A seguir estdo indicados os pardmetros calculados para cada modelo de ISE, a saber, a geometria
ficticia da estaca e os coeficientes de mola.

Comprimento Artificial Modificado

Comprimento artificial (/) 17,5m
Diametro externo 6,2132 m

Espessura da parede 59,868 mm

Molas Acopladas

0,25748 —2,25325
Kmola = x 1

—2,25325 26,2912

010

Molas Distrubuidas

z(m) KkMN/m) z(@m) kN/m) z(@m) k(Nm) z(m) kNm) z(@m) k(N/m)
0 1,16E+06 -8 1,72E+08 -16  495E+08 -23  742E+08 -30 9,89E+08
-1 9,00E+06 -9 2,00E+08 -17 5,30E+08 -24 777E+08 -31  1,02E+09
-2 2,09E+07 -10 228E+08 -18 5,66E+08 -25  8,13E+08 -32  1,06E+09
-3 3,56E4+07 -11 254E+08 -19 6,01E+08 -26 848E+08 -33  1,10E+09
-4 522E407 -12  2,80E+08 -20 6,36E+08 -27 8,83E+08 -34  1,13E+09
-5 8,02E+07 -13  3,05E+08 -21 6, 71E+08 -28 9,19E+08 -35 1,17E+09
-6 1,14E+08 -14 3,85E+08 -22  7,07E+08 -29 9,54E+08 -36  5,95E+08
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-7 1,43E+08 -15  4,60E+08

4.2 Validacao do Modelo Numérico

Para a validacdo do modelo numérico adotado, as duas primeiras frequéncias naturais da estrutura
foram comparadas com as calculadas pelo software BModes e fornecidas em [16]. Os resultados forne-
cidos sdo para um modelo em que a interacio solo-monopilar é simulada por molas distribuidas e ndo se
considera o efeito de carga axial.

Tabela 2. Comparacao das primeiras frequéncias naturais do modelo simplificado.

Frequéncias em Hz

viragzo NREL “UCRERN DDy opagss P9 b, DI 9
1° —zz 02513 0,2513 0,00 0,2513 0,00 0,2513 0,00
1°—yy 0,2530 0,2530 0,00 0,2530 0,00 0,2529 0,04
2° —zxzx  1,3680 1,3556 -0,91 1,3561 -0,87 1,3559 -0,88
2° —yy 15316 1,5300 -0,10 1,5309 -0,05 1,5304 -0,08

Uma vez que os trés modelos de ISE escolhidos apresentaram desempenhos semelhantes, optou-se
por executar os demais testes utilizando apenas o modelo de molas acopladas, por ser o de menor custo
computacional.

4.3 Modelos de Aplicacao
Com o intuito de avaliar a influéncia da consideracdo da flexibilidade do solo por um modelo sim-

plificado, do efeito da uma carga axial e da parcela de d4gua na anélise modal do sistema, foram criados
5 modelos de teste, como descritos na Tabela 3.

Tabela 3. Efeitos considerados para andlise dindmica.

Legenda ISE por molas acopladas Rigidez Geométrica Massa Hidrodindmica

R
F °
FH ° °
FG . °
FHG ° . °

4.4 Analise Modal

As quatro primeiras frequéncias fundamentais nas dire¢cdes x e y de cada modelo de teste ado-
tado estdao indicadas na Tabela 4. Além disso, estdo apresentados os valores para os dois primeiros
modos obtidos pela NREL em [17] através de um modelo 3D com consideracdo ndo-linear do solo. A
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ndo-linearidade foi estimada por curva p-y para areias sob carga ciclica como indicado pelo American
Petroleum Institute (API).

Tabela 4. Frequéncias naturais da estrutura.

Frequéncias em Hz

vorggo NREL R PR G RHG ot
1°—zz 0,2456 0,2860 0,2513 0,2508 0,2465 0,2460 0,16
1°—yy 02476 0,2884 02530 0,2524 0,2481 0,2476 0,00
20 —xx  1,5327 1,5754 1,3561 11,2647 11,3510 1,2601 -17,79
2° —yy 15459 11,8756 11,5309 11,3762 11,5249 1,3713 -11,29
3 —zxx —— 3,5233 277220 22478 27188 2,2454 —_—
3 —yy —— 3,8538 3,0991 12,5893 3,0956 2,5859 —_—
4° —xx —— 7,8517 6,0343 4,6339 6,0290 4,6296 —_—
4°—yy —— 79769 6,2035 4,8585 6,1984 4,8546 —

Com relacdo a estimativa das frequéncias naturais do sistema, percebe-se que os efeitos de maior
importancia sdo a flexibilidade do solo, ainda que esta seja feita de forma simplificada, e a massa hidro-
dinamica adicional na regido submersa. De forma que, ignonora-los pode provocar erros de até 16,4%
na primeira frequéncia e 21,3% na segunda.

Além disso, pode-se dizer que o modelo FHG apresenta uma boa aproximagdo para o primeiro
modo com erro maximo de 0,2%. J& para o segundo modo, as diferencas de 17,8% ja indicam que
consideracdes simplificadas de ISE e Massa Hidrodindmica podem nio ser suficientes.

Nas Figs. 8 e 9 sdo representados os modos de vibracdo nas dire¢des x e y respectivamente.

1
—*—R —*—R
09F|_a : N
—8—FH —8—FH
08 | —e—Fc 1 —6—FG
FHG FHG
07
Sos
®
S 05
3
Z04f
03
02FkNMM________ ¥F _______ 4 [ NMM_
01
oLNS ‘ NS
-0.5 0 05 1 -05
(a) 1° modo (b) 2° modo

Figura 8. Modos de vibragdo em =
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1 %k
—*—R
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—&—FH
08F |—o—Fc
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07+
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01r
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Figura 8. Modos de vibragdo em z (cont.)
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Figura 9. Modos de vibracdo em y

E possivel notar, em ambas as direcdes, que as diferecas entre os modelos aumentam de acordo
com o modo de vibracdo. Como ja observado nas frequéncias, a caracteristica de maior impacto nos
modos de vibragdo € a inclusdo da flexibilidade do solo. Em seguida, tem-se a consideracdo da massa
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hidrodinamica adicional.

4.5 Forcas Aerodinamicas no Rotor

Como descrito anteriormente, para cada turbina existe uma velocidade, chamada de rated speed,
para a qual as maiores forcas de empuxo serdo induzidas no rotor, pois a turbina estard trabalhando
em sua maxima eficiéncia. No caso da NREL 5SMW esta velocidade é de aproximadamente 11,4 m/s.
Assim, a variacdo da velocidade do vento ao longo do tempo foi obtida para esta velocidade média (Fig.
10), como disposto na se¢do 2.7. O tempo de simulagd@o escolhido foi de Smin (300s).

18

16

V+u (m/s)
5 R

=
o

Velocidade do vento
— — —-Velocidade médiado vento|

I | LYl

50

100 150 200 250 300
Tempo (s)

Figura 10. Simulag@o temporal da velocidade do vento na altura do rotor.

A curva empuxo-velocidade do vento para a turbina de referéncia fornecida pela NREL[19] pode
ser encontrada na Fig.11.

Forga de Empuxo (kN)

800

700

600

500

400

300

200

100

0 5 10 15 20 25

Velocidade do vento (m/s)

Figura 11. Curva empuxo vs velocidade do vento para a turbina de referéncia NREL SMW [19].

Uma vez obtidas a simulacdo temporal da velocidade do vento e a relacdo empuxo-velocidade do
vento, a forca de empuxo atuando no hub da turbina foi calculada (Fig. 12).
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Figura 12. Simulagao temporal da for¢a de empuxo induzida pelo vento.

4.6 Resposta Transiente

A resposta transiente da estrutura a a¢do do empuxo do vento no rotor foi obtida pelo Método
da Aceleracdo Média Constante, como descrito na secdo 2.6, para um tempo total de 5 minutos. O
passo de tempo escolhido (h) foi de 0,01s e utilizou-se uma razdo de amortecimento (£) de 1%, como
recomendado por [17], para o célculo da matriz de amortecimento. Além disso, optou-se pelo modelo
FHG por ser o que captura mais efeitos para o elemento de barra. Na Fig. 13, tem-se o deslocamento da
turbina (n6 extremo da torre) ao longo do tempo.

15

Deslocamento (m)
o
[6;]

05 | | | | |

0 50 100 150 200 250 300

Tempo (s)
Figura 13. Resposta transiente do aerogerador na direcao Xx.
Esforcosnabasedatorre
500 \
z °r 1
S
x
& 00 i
2
s
o]
O -1000 H
1500 | | | | |
0 50 100 150 200 250 300

Figura 14. Esforcos na base da torre.
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Os esforcos (cortante e momento fletor) foram calculados na base da torre e no nivel do solo, a
fim de se verificar as tensdes maximas nas secdes da torre e do monopilar. Nas Figs. 14 e 15 estao
apresentados os esfor¢cos na base da torre e no nivel do solo, respectivamente.

20

-60 {f1 I

-100 -

Momento fletor em torno dey (MN.m)

120 ! ! ! !
0 50 100 150 200 250 300

Tempo(s)

Figura 14. Esforcos na base da torre (cont.).

Esfor¢os no nivel do solo
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-100
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Tempo(s)

Figura 15. Esfor¢os no nivel do solo.

Na Tabela 5, estdo indicados os valores caracteristicos maximos de esfor¢o cortante € momento
fletor nas duas secdes criticas e as tensdes maximas que estes esfor¢cos provocam.
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Tabela 5. Esforgos caracteristicos e tensdes mdximas.

Seciio Cortante Tensao Momento Tensao

¢ (kN) Miéxima (MPa) Fletor (MN.m) Madéxima (MPa)
Base datorre  1430,0 5,65 111,0 147,39
Nivel dosolo  1629,5 2,91 156,3 94,97

Pela andlise da tabela, nota-se que, apesar de os esforcos serem maiores no nivel do solo, é na base
da torre onde se encontram as maiores tensdes, devido a menor se¢ao transversal. Os momentos fletores
sdo os esforcos predominantes para o dimensionamento, pois podem provocar tensdes caracteristicas
de até 147,4 MPa. Portanto, em uma andlise completa dos esfor¢os atuantes, pode ser necessario a
consideracao da ndo-linearidade do ago caso as tensdes ultrapassem o limite de escoamento (tipicamente
250 MPa para o agco ASTM A36).

5 Conclusoes

Neste trabalho, buscou-se por elaborar alguns procedimentos de andlise dindmica one-way de OWTs
sobre monopilar pelo MEF, com o auxilio do MATLAB para a implementacdo das rotinas computacio-
nais. Os trés modelos apresentados de ISE (comprimento artificial, molas acopladas e molas distribuidas)
apresentaram desempenhos semelhantes na obtengao das frequéncias naturais da estrutura, sendo obtida
uma diferenca médxima de 0,91% com relacdo as encontradas em [16]. Assim, optou-se por prosseguir
as andlises com o modelo simplificado de molas acopladas.

Com relacdo a analise modal da turbina de referéncia NREL SMW Fase II, foram adotados cinco
modelos de teste para a verificacdo da influéncia da flexibilidade do solo, da massa hidrodindmica adici-
onal e dos efeitos de carga axial pela matriz de rigidez geométrica. Observou-se que o aspecto de maior
impacto na andlise foi a flexibilidade do solo, pois foram encontradas diferencas relativas ao caso rigido
de até 16,4% na primeira frequéncia e 21,3% na segunda. Além disso, 0 modelo FHG se mostrou efi-
caz para a estimativa do primeiro modo (erro maximo de 0,2%), mas insuficiente para o segundo modo
(17,8% de diferenca). Este resultado indica que, para modos superiores ao primeiro, € importante avaliar
o comportamento do solo por um modelo ndo-linear.

As forgas aerodinamicas encontradas variaram entre 420 kN e 800 kN, como apresentado no es-
pectro da Fig.12. Estes esforcos, atuando ao longo de 5 min no altura do hub da turbina, provocaram
deslocamentos na ponta de até 1,4 m e momentos fletores de aproximadamente 111 MN.m na base da
torre e 156 MN.m no monopilar. Uma tensdo maxima caracteristica de 148 MPa foi obtida na base da
torre, o que pode justificar a necessidade de uma andlise ndo-linear fisica para o problema, em uma abor-
dagem mais completa dos esforcos atuantes.
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