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Resumo
SANTOS, Y. A. F. Modelos analíticos para cálculo de frequências naturais de
torres eólicas considerando interação solo-estrutura. 2023. Tese (Doutorado em
Engenharia Geotécnica) - Escola Politécnica, Universidade de São Paulo, São Paulo, 2023.

A energia eólica se apresenta como protagonista no cenário mundial devido à crescente
busca por um desenvolvimento sustentável. Com o aumento da demanda por energia eólica,
torres mais altas estão se tornando mais comuns. A interação solo-estrutura (ISE) pode
afetar consideravelmente a primeira frequência natural. Assim, ferramentas utilizadas
na previsão das frequências naturais das torres de turbinas eólicas se tornam cada vez
mais necessárias. Neste contexto, este trabalho consiste no desenvolvimento de modelos
de ordem reduzida (MORs) para obtenção das frequências naturais e representação das
formas modais de turbinas eólicas considerando a ISE. Os modelos matemáticos tratam a
ISE por meio de três molas caracterizadas por rigidez lateral, rigidez rotacional e rigidez
de acoplamento cruzado ou, ainda, por meio de molas representativas da rigidez do solo
distribuídas ao longo do monopile. Ambas metodologias permitem a obtenção de qualquer
frequência de interesse e a representação da sua forma modal. Para o primeiro modelo de
ISE considerado, foram realizados estudos de caso com turbinas eólicas cujos resultados
estão disponíveis na literatura. Os valores da primeira frequência natural previstos pelos
MORs foram comparados com as frequências medidas em escala real, com erros abaixo de
8,2%. Os resultados das frequências naturais e das formas modais obtidos com os MORs
também foram comparados com àqueles obtidos com modelos formulados via método
dos elementos finitos com ótima concordância. Para o modelo com ISE regido por molas
distribuídas, três estratégias de modelagem foram discutidas em torno da determinação da
função de projeção para o trecho do monopile. Uma importante discussão a respeito da
escolha da função de forma na utilização do método de Galerkin foi realizada, verificando
a necessidade em adotar abordagens que levem em consideração as condições de contorno
do problema, obtendo a melhor estratégia para representar a análise modal. As respostas
previstas pelos MORs para duas turbinas de referência foram comparadas com aquelas
obtidas com o método dos elementos finitos (consideradas como valores de referência)
e mostraram ótima concordância tanto na previsão de frequências naturais quanto na
representação de formas modais. Sendo assim, este estudo contribui para a previsão das
frequências naturais de turbinas eólicas a partir de modelos matemáticos que exigem
poucos parâmetros de entrada e fornecem informações de forma rápida e com boa precisão,
podendo ser importantes nas fases iniciais de projeto.

Palavras-chave: Torre de turbina eólica. Interação solo-estrutura. Frequências naturais.
Modos de vibração. Modelo de ordem reduzida. Análise numérica.





Abstract
SANTOS, Y. A. F. Analytical models for calculating natural frequencies of wind
turbines considering soil-structure interaction. 2023. Thesis (Ph.D. in Geotechnical
Engineering) - School of Engineering of the University of Sao Paulo, Sao Paulo, 2023.

Wind energy plays a key-role in the sustainable energy scenario. With the increasing
demand for wind energy, taller towers are becoming more common. This has a crucial
impact on the design and analysis of wind turbine towers. The soil-structure interaction
(SSI) can considerably affect the first natural frequency. Thus, tools used to predict the
natural frequencies of wind turbine towers become increasingly necessary. In this context,
this work aims at developing reduced-order models (ROMs) for obtaining the natural
frequencies and representation of the modal forms of wind turbines considering SSI. The
mathematical models handle SSI by means of three springs characterized by lateral stiffness,
rotational stiffness, and cross-coupling stiffness and by means of springs representative
of the soil stiffness distributed along the monopile. Both methodologies allow obtaining
any frequency of interest and representing its modal form. For the first model of SSI, case
studies were carried out with wind turbines available in the literature. Good agreement
was observed between the predicted and the measured data, with errors below 8.2%.
The results of natural frequencies and modal forms obtained with the ROMs were also
compared with those obtained with models formulated via the finite element method, with
excellent agreement. For the model with SSI given by distributed springs, three modeling
strategies for the determination of the projection function for the monopile section were
studied. An important discussion about the choice of the shape function in the use of
Galerkin’s method was carried out, verifying the need to adopt approaches the one take
into account the boundary conditions of the problem, obtaining the best strategy for
representing the modal analysis. The responses predicted by the ROMs for two reference
turbines were compared with those obtained from the application of the finite element
method (considered as reference values) and showed great agreement both in the prediction
of both th natural frequencies and the modal shapes. Therefore, this study contributes
to the prediction of natural frequencies of wind turbines from mathematical models that
require few input parameters and provide information quickly and with good accuracy.
The ROMs herein developed may be of importance in the early stages of design, provided
that can simulate a number of conditions with low computational cost.

Keywords: Wind turbine towers. Soil-structure interaction. Natural frequencies. Vibration
modes. Reduced order model. Numerical analysis.
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1 Introdução

O aumento da demanda por desenvolvimento sustentável é acompanhado pelo
aumento na busca por fontes alternativas de energia. A matriz energética deve ser eficaz
e com mínimo impacto ambiental. Atualmente, a energia eólica se apresenta como uma
solução promissora, pois equilibra as condições mencionadas anteriormente. De acordo
com dados do Global Wind Energy Council - GWEC (2022), em 2021 houve um aumento
de 93,6 GW de novas instalações, elevando a capacidade eólica total instalada para 837
GW, um crescimento de 12,4% em relação ao ano de 2020. A perspectiva do mercado
eólico global é de que 557 GW de nova capacidade sejam adicionados nos próximos cinco
anos, representando mais de 110 GW de novas instalações a cada ano até 2026 (GWEC
(2022)).

Devido ao aumento da demanda de energia eólica, as pás estão se tornando maiores
e, consequentemente, levando a torres mais altas. Como consequência desse fato, as torres
dos aerogeradores estão se tornando mais flexíveis de sorte que efeitos dinâmicos tendem a
se tornar mais relevantes. O sistema estrutural de torres mais altas, com turbinas mais
robustas e grandes diâmetros de rotor, está exposto a maiores cargas externas de vento,
gravidade e fenômenos dinâmicos (Chujutalli, Silva e Estefen (2021)). Um cenário de
interesse particular é a determinação das frequências naturais e das formas modais das
torres de turbinas eólicas. Visando a evitar a amplificação da resposta estrutural por conta
de efeitos dinâmicos, é desejável projetar a turbina de modo que suas frequências naturais
sejam diferentes daquelas que caracterizam a excitação (Andersen et al. (2012)). Adhikari
e Bhattacharya (2011) salientam que, entre as diferentes cargas dinâmicas, destacam-se
aquelas devidas ao vento, às ondas (em turbinas offshore) e à rotação das pás; esta última
normalmente denominada 1P (associada a frequência do rotor) e nbP (frequência de
passagem, com nb sendo o número de pás do rotor). Conforme mencionado em Zyl e Zijl
(2015), tanto a frequência do rotor quanto a frequência de passagem variam de acordo com
a operação.

Três métodos de projeto denominados “stiff-stiff ”, “soft-soft” e “soft-stiff ” são
usados de acordo com o valor da primeira frequência natural f1 quando comparados com
os das frequências 1P e nbP . No projeto “stiff-stiff ”, a primeira frequência natural é maior
que nbP . O projeto de uma estrutura com a primeira frequência natural abaixo de 1P
é conhecido como “soft-soft”. Finalmente, no projeto “soft-stiff ”, a primeira frequência
natural está entre 1P e nbP (Bhattacharya (2014)). As diretrizes do DNV (Det Norske
Veritas) (ver DNV (2002)) sugerem que a primeira frequência natural do sistema deve
ser mantida fora dos intervalos 0,9fE ≤ f1 ≤ 1,1fE, fE = 1P e nbP . De acordo com
Bhattacharya (2014), para um rotor de três pás (nb=3), a solução mais segura é projetar
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o sistema para obter f1 >> 3P . No entanto, a seleção de um projeto mais rígido requer
torres e fundações de maior custo, o que pode ser proibitivo do ponto de vista econômico.
Por outro lado, quando a primeira frequência é inferior a 1P , obtém-se uma estrutura
muito flexível. Como resultado, as estruturas com um projeto “soft-stiff ” são de grande
interesse.

As condições ambientais adversas tornam o projeto e a construção de fundações
de turbinas offshore desafiadoras, visto que as fundações devem levar em consideração
o peso e a altura da turbina, a profundidade da água, a carga do vento, as cargas das
ondas e correntes e as condições especiais do solo. O conhecimento da dinâmica de todo o
sistema estrutura-fundação é importante para prever o comportamento estrutural como,
por exemplo, o dano por fadiga (Løken e Kaynia (2019)).

A interação entre a fundação e o subsolo pode afetar consideravelmente a primeira
frequência natural do aerogerador. No caso de fundações de turbinas eólicas offshore em
monopile isso ocorre não apenas devido à natureza esbelta do monopile, mas também devido
às variações nas características do solo (Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019)). Zuo, Bi e
Hao (2018) destacam que a interação solo-estrutura (ISE) deve ser analisada visando prever
adequadamente as respostas dinâmicas do aerogerador. Segundo Bazeos et al. (2002), é
prática comum analisar estruturas com base fixa, ou seja, como uma estrutura engastada
ao solo. Essa consideração poderia retratar casos em que os aerogeradores são instalados
em regiões com solo rígido. No entanto, nem sempre essa hipótese é satisfatória do ponto
de vista prático e a resposta dinâmica da estrutura em solo de menor resistência pode
diferir da resposta de uma estrutura apoiada em solo rígido. Desta forma, a consideração
da ISE pode modificar substancialmente a previsão do comportamento dinâmico da torre.

1.1 Motivação e contribuições

A importância tecnológica de considerar adequadamente a influência da ISE tem
motivado pesquisadores a investigar este problema usando diferentes metodologias. A
torre pode ser modelada usando as teorias de vigas de Euler–Bernoulli e de Timoshenko,
seguindo abordagens numéricas1 (Método dos Elementos Finitos - MEF) ou analíticas. O
conjunto rotor-nacele (RNA) é geralmente considerado como uma massa concentrada no
topo da torre. Por outro lado, a rigidez da fundação que representa a ISE é geralmente
descrita por meio de conjuntos de duas ou três molas cujos coeficientes dependem das
dimensões das estacas e do perfil do solo (variação da rigidez do solo com a profundidade
e rigidez do solo a uma profundidade de um diâmetro de estaca) ou por molas de rigidez
do solo distribuídas ao longo do monopile.

1 O Método dos Elementos Finitos é aqui entendido como um método de alta hierarquia devido ao
elevado número de graus de liberdade resultante da modelagem.
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O presente trabalho é motivado pela análise das frequências naturais de interesse
de turbinas eólicas offshore usando modelos de ordem reduzida (MORs). A contribuição à
análise dinâmica de torres de turbinas eólicas offshore aqui abordada é a apresentação de
modelos matemáticos que permitem obter, de forma analítica, diferentes frequências natu-
rais e as formas modais, parâmetros importantes para a compreensão do comportamento
dinâmico deste tipo de estrutura e não permitida pelos modelos analíticos de um grau de
liberdade (1-GL) comumente encontrados na literatura. Como entrada para os modelos
matemáticos desenvolvidos, são necessários apenas dados limitados sobre a turbina eólica,
dimensões da torre, dimensões do monopile e parâmetros relacionados com o modelo de
interação solo-estrutura. O desenvolvimento de modelos de ordem reduzida é de grande
relevância nas etapas iniciais do projeto de torres de turbinas eólicas, visto que permi-
tem maior número de estudos com menor gasto de tempo e de recursos computacionais.
Exemplos de investigações facilitadas pelos MORs analíticos aqui desenvolvidos incluem
estudos de sensibilidade da resposta como funções dos parâmetros de controle dos modelos
matemáticos.

1.2 Objetivos

O objetivo deste trabalho é desenvolver modelos de ordem reduzida que permitem
a obtenção das frequências naturais de torres de turbinas eólicas offshore e a representação
das formas modais de vibração, levando em consideração o efeito da interação solo-estrutura.
Para isso, uma vez obtidos os modelos matemáticos, são realizados alguns estudos numérico-
analítico2 com diferentes turbinas eólicas disponíveis na literatura. As frequências naturais e
formas modais das estruturas calculadas pelos modelos de ordem reduzida são comparadas
com aquelas obtidas com modelos formulados via método dos elementos finitos. Para as
análises, utilizam-se os programas Mathematica®, MATLAB® e Giraffe3 (Generic Interface
Readily Accessible for Finite Elements). Vale destacar que as formulações desenvolvidas no
âmbito da tese estão prontas para receberem termos referentes às ações dinâmicas, como
onda e vento, para futuro cálculo de respostas no domínio do tempo.

1.3 Organização da tese

Este trabalho está organizado em seis capítulos, incluindo esta introdução que
caracteriza o Capítulo 1. Nesta seção é realizada uma síntese de cada capítulo.

2 Embora a formulação seja analítica, é necessário o uso de alguns procedimentos numéricos como, por
exemplo, resolução de problemas de auto-valor e obtenção de raízes de equações transcedentais.

3 Giraffe é um software desenvolvido pelo Prof. Alfredo Gay Neto, da Universidade de São Paulo,
codificada em linguagem C++, capaz de realizar análises modais de sistemas de alta hierarquia, entre
outras capacidades. Será mais detalhado no Capítulo 4.
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No Capítulo 2 é apresentada uma revisão bibliográfica abordando alguns conceitos
sobre energia eólica e sua importância na produção de energia sustentável. Em seguida,
são apresentados os componentes de uma turbina eólica, bem como os tipos de fundações
utilizadas em parques eólicos onshore e offshore. Também é indicada a importância da
análise dinâmica com interação solo-estrutura, destacando os modelos de interação solo-
estrutura utilizados na literatura, bem como os efeitos da consideração do solo na frequência
natural de torres de turbinas eólicas.

O Capítulo 3 traz as metodologias adotadas para a determinação das frequências
naturais de torres de turbinas eólicas offshore a partir de modelos de ordem reduzida, os
quais permitem a obtenção de diferentes frequências naturais e a representação dos modos
de vibração. As diferentes metodologias incluem a consideração da interação solo-estrutura
representada por uma matriz de rigidez e por molas de rigidez do solo distribuídas ao
longo do monopile.

No Capítulo 4 são realizadas as análises com o MOR com a interação solo-estrutura
representada por uma matriz de rigidez. Os resultados de frequências naturais obtidos
analiticamente4 são comparados com dados disponíveis na literatura para turbinas eólicas
em escala real, bem como com as previsões de outros autores e com as análises usando o
MEF.

No Capítulo 5 são realizadas as análises com o modelo de ordem reduzida com a
interação solo-estrutura representada por molas de rigidez do solo distribuídas ao longo do
monopile. Os resultados de frequências naturais obtidos analiticamente usando os MORs
são comparados com os resultados obtidos com as análises em elementos finitos. Ainda,
são discutidas as estratégias de modelagem para turbinas eólicas offshore com a interação
solo-monopile modelada com base na abordagem de Winkler e no conceito de viga sobre
fundação elástica.

Finalmente, o Capítulo 6 apresenta as conclusões deste estudo e algumas sugestões
para trabalhos futuros relacionados com o tema.

No Apêndice A são apresentadas as análises de frequência natural nos diferentes
graus de liberdade analisados para os casos com base fixa e base elástica das aplicações
do Capítuto 4. Por fim, uma lista de trabalhos apresentados e publicações oriundas da
pesquisa é apresentada no Apêndice B.

4 Como já mencionado, há uso de cálculo numérico para resolução de aspectos pontuais da formulação
obtida.
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2 Revisão bibliográfica

Este capítulo apresenta a revisão bibliográfica acerca do tema, sendo dividido em
três seções. A Seção 2.1 aborda a importância da produção de energia limpa e sustentável,
na qual a energia eólica tem desempenhado um papel fundamental em diversos países,
inclusive no Brasil. A Seção 2.2 apresenta os tipos mais usuais de fundações de torres de
turbinas eólicas onshore e offshore. Por fim, a dinâmica de torres eólicas considerando a
interação solo-estrutura e como essa interação pode afetar a resposta dinâmica é objeto de
discussão da Seção 2.3.

2.1 Energia eólica

A geração de energia a partir de fontes alternativas se torna cada vez mais presente,
com a busca por um desenvolvimento sustentável. A matriz energética deve ser eficiente
e não deve afetar o mínimo possível o meio ambiente, definindo o contexto da energia
limpa. As principais fontes de energia são os combustíveis fósseis (petróleo, carvão e gás
natural), energia nuclear e energia renovável (energia eólica, solar, hidrelétrica, geotérmica
e biomassa). O uso de combustível fóssil contribui para a emissão de gases de efeito estufa
(como dióxido de carbono - CO2), bem como a adição de grande quantidade de poluentes.
Esses gases podem levar a mudanças catastróficas no clima da Terra, como aquecimento
global, deterioração da qualidade do ar, chuva ácida e outros. Em 2021, foram emitidos
33.884,1 milhões de toneladas de CO2 no mundo e 436,6 milhões de toneladas no Brasil
através do consumo de petróleo, gás e carvão para atividades relacionadas à combustão
(BP (2022)).

As fontes de energia renováveis têm impactos menos importantes no meio ambiente
e, ao mesmo tempo, não esgotam com o tempo, como ocorre com as fontes de energia
não renováveis. A energia renovável é a fonte de energia de crescimento mais rápido do
mundo. Uma das fontes mais promissoras de energia renovável é a energia eólica que é
produzida pelo uso de grandes turbinas eólicas. Entre 2020 e 2021, a potência global de
energia eólica aumentou 12,4%, elevando a capacidade eólica total instalada para 837 GW
ao final de 2021 (GWEC (2022)). Os cinco principais mercados do mundo em 2021 para
novas instalações foram China, Estados Unidos, Brasil, Vietnã e Reino Unido. Esses cinco
mercados combinados representaram 75,1% das instalações globais, conforme mostrado na
Figura 1.
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Figura 1 – Participação dos cinco principais mercados na nova capacidade de energia eólica
em 2021.

Fonte: Modificada de GWEC (2022).

A energia eólica no Brasil foi marcada por um grande crescimento na última década,
saltando de 1 GW em 2011 para 21 GW em janeiro de 2022. Hoje, o vento é a segunda
maior fonte de geração de energia do país. A Figura 2 apresenta a capacidade acumulada
anual da produção de energia eólica onshore do Brasil entre os anos de 2010 e 2021 (GWEC
(2012), GWEC (2014), GWEC (2016), GWEC (2018), GWEC (2020), GWEC (2022)).
Os estudos do potencial brasileiro para as eólicas offshore realizados pela Empresa de
Pesquisa Energética - EPE (2020) apontam para a existência de potencial técnico de cerca
de 700 GW em locais com profundidade até 50 m.

Figura 2 – Evolução da capacidade instalada: Brasil 2010 - 2021.

Fonte: Adaptada de GWEC (2022).
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Assim como ocorre com outras fontes energéticas, a obtenção da energia eólica
também pressupõe a existência de condições naturais específicas e favoráveis, sendo
necessária a análise de dados sobre a velocidade e o regime dos ventos para determinar
o potencial eólico de uma região. O recurso eólico não está disponível sobre o território
de maneira igual, constante e equilibrada, sendo influenciado pela ocupação humana e
suas construções, características da vegetação, relevo, fenômenos térmicos, pela latitude
do local, entre outros fatores. No Brasil, as regiões com maior potencial medido são o
Nordeste, principalmente no litoral, e o Sul. O fato de haver uma maior incidência dos
ventos na região Nordeste, faz com que se tenha um maior potencial de geração de energia
eólica nesta região (ABEEólica (2022)). Conforme apresentado na Figura 3, os dados do
ano de 2022 mostram a região Nordeste com 745 parques eólicos onshore resultando em
uma potência de 21,23 GW, enquanto que as demais usinas instaladas nas regiões Sudeste
e Sul, apresentam juntas 2,12 GW.

Figura 3 – Capacidade instalada e número de parques eólicos onshore por estado - Brasil.
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Fonte: Adaptada de ABEEólica (2022).

2.2 Fundações de torres de turbinas eólicas
A energia eólica pode ser produzida em parques eólicos offshore e onshore. A energia

eólica offshore se refere à eletricidade produzida por turbinas eólicas instaladas no oceano
ou nos lagos, enquanto que a energia eólica onshore se refere à eletricidade produzida por
turbinas eólicas instaladas em terra. Turbina eólica é a denominação do dispositivo que
converte energia cinética proveniente do vento em energia elétrica. Existem diferentes tipos
de turbinas eólicas sendo dois os grandes grupos de classificação, a depender da orientação
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do seu eixo de rotação (Figura 4). As turbinas eólicas podem girar em torno de um eixo
vertical - turbinas eólicas com eixo vertical (TEEV); ou horizontal - turbinas eólicas com
eixo horizontal (TEEH).

Figura 4 – À esquerda: Turbina eólica com eixo vertical. À direita: Turbina eólica com
eixo horizontal.

Fonte: Extraída de Wood (2011) e de Hau (2013).

De acordo com Hau (2013), as turbinas de eixo vertical oferecem algumas vantagens,
como apresentar um projeto basicamente simples que inclui a possibilidade de alojar
componentes mecânicos e elétricos, caixa de engrenagens e geradores ao nível do solo e que
não há sistema de guinada. No entanto, têm-se como desvantagens a sua baixa relação de
velocidade de ponta, sua incapacidade de auto partida e de não ser capaz de controlar a
potência de saída ou a velocidade das pás do rotor.

As turbinas eólicas de eixo horizontal apresentam características que as tornam
superiores em relação as de eixo vertical e justificam o fato de quase todas as turbinas
eólicas para geração de energia elétrica construídas até hoje apresentarem esse arranjo.
Como vantagens, pode-se citar o fato de permitir que a velocidade do rotor e a potência
de saída possam ser controladas. Além disso, as pás do rotor configuram a proteção mais
eficaz contra velocidade excessiva e velocidades extremas do vento, especialmente em
grandes turbinas eólicas. Ainda, a forma das pás pode ser otimizada aerodinamicamente
para atingir sua maior eficiência quando a sustentação aerodinâmica for explorada em um
grau máximo (Hau (2013)).

A turbina eólica offshore consiste de uma torre, nacele, rotor, pás (ou lâminas),
peça de transição e fundação (ver Figura 5). A fundação é uma parte crítica do projeto,



2.2. Fundações de torres de turbinas eólicas 37

sendo responsável por transmitir os carregamentos permanentes e variáveis provenientes da
torre e do aerogerador ao solo circundante, garantindo condições de segurança e operação.
Ainda, de acordo com Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019), a fundação tem a função
de restringir o movimento excessivo da turbina eólica offshore usando a pressão do solo
atuando sobre a fundação. Para torres eólicas, a fundação deve ser suficientemente resistente
e grande para manter a turbina em posição vertical e para resistir a todas as forças que irão
atuar na estrutura, impedindo assim que a turbina sofra rotação excessiva, inclinando-se
demasiadamente para o lado ou tombando em decorrência da ação do vento (Hemami
(2012)).

Figura 5 – Componentes de uma turbina eólica offshore.

Fonte: Modificada de Kaynia (2019).

Os principais esforços atuantes em torres eólicas são provenientes do peso próprio
dos elementos e da ação de cargas cíclicas/dinâmicas decorrentes do vento, onda, cargas
1P e nbP , sendo nb o número de pás do rotor (Figura 6) e P a frequência de rotação
operacional. Nas estruturas convencionais, os esforços verticais são preponderantes nas
fundações, enquanto que os esforços horizontais, embora estejam presentes, são de pequena
magnitude. Devido à altura substancial da torre eólica, a força horizontal do vento gera
um momento fletor considerável na fundação (Svensson (2010)).
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Figura 6 – Cargas atuando em uma turbina eólica offshore.

Fonte: Modificada de Nikitas (2020).

Dentre as cargas atuantes, segundo Arany et al. (2017), a parte mais desafiadora
se refere às cargas dinâmicas que atuam na turbina eólica, visto que essas cargas têm
um impacto significativo, podendo comprometer toda a estrutura e afetar a operação
do aerogerador. Essas cargas possuem características únicas em termos de magnitude,
frequência e número de ciclos aplicados à fundação. As pás rotativas aplicam uma carga
lateral dinâmica no topo da torre e que é determinada pela intensidade da turbulência do
vento. As ondas, no caso de torres eólicas offshore, interagem com a subestrutura aplicando
uma carga lateral perto da fundação. Nesse caso, a magnitude da carga dependerá da
altura da onda, do seu período e da profundidade da lâmina d’água. Além das ações
do vento e das ondas, o desequilíbrio de massa do rotor e do cubo e os desequilíbrios
aerodinâmicos das pás geram vibrações no nível do cubo (topo da torre), aplicando carga
lateral e momento. Essa carga tem uma frequência igual à frequência rotacional do rotor,
1P ; a qual, na maioria das turbinas eólicas industriais, tratam-se de máquinas de velocidade
variável, e, portanto, 1P não é uma frequência única, mas sim uma banda de frequência.
Ainda, o efeito de sombreamento da pá também aplica carga na torre, a qual refere-se à
carga dinâmica com frequência igual a nbP . As excitações de nbP atuam em uma banda
de frequência, assim como 1P , sendo obtidas pela multiplicação dos limites da banda 1P
pelo número de pás da turbina (Arany et al. (2017)).

As fundações dos parques eólicos offshore são geralmente mais complexas do
que as fundações dos parques eólicos onshore. Este tipo de fundação envolve maiores
desafios técnicos, incluindo requisitos de projeto para resistir ao ambiente marinho e ao
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impacto prolongado dos carregamentos decorrentes das ondas (Arshad e O’Kelly (2013)).
Atualmente, o projeto de fundação das torres eólicas offshore é baseado em normas e
dados empíricos provenientes da indústria offshore de petróleo e gás. No entanto, as cargas
experimentadas pela torre eólica offshore diferem das estruturas de petróleo e gás (LeBlanc,
Houlsby e Byrne (2010)).

As opções mais usuais para fundações de torres eólicas offshore são a estaca única
(monopile), base de gravidade (gravity base), multi estacas ou tripé (tripod) e treliça (jacket).
A escolha de qual tipo de fundação deverá ser utilizada, dependerá da profundidade da água,
das condições do leito marinho e dos custos estimados (IRENA (2012)). O monopile, ou
estaca única, é o sistema de fundação mais adotado para parques eólicos offshore localizado
em profundidades de águas rasas (da ordem de 30 m ou inferiores). É composto por uma
longa tubulação de aço vertical, cravada ou perfurada no fundo do mar. O monopile é
conectado à peça de transição, a qual é aparafusada à estrutura da torre, sustentando a
turbina eólica (Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019)). A base de gravidade é o tipo
de fundação que se apoia sobre a superfície do solo marinho. Sua estrutura é suportada
pelo próprio peso e é construída geralmente com concreto armado, podendo também ser
constituída de aço. As estruturas de tripé e treliça são mais adequadas para águas mais
profundas (entre 30 e 50 m) e turbinas mais pesadas (Arshad e O’Kelly (2013); Plodpradit,
Dinh e Kim (2019)).

Para torres eólicas onshore podem ser utilizadas a fundação superficial ou profunda.
A fundação superficial é apoiada no solo, ou logo abaixo dele, e a área é bastante grande
para evitar que ela sofra rotação. Este tipo de fundação é usado quando a camada do solo
próxima a superfície é suficientemente resistente (Svensson (2010)). A fundação profunda
usa o bloco de fundação sobre estacas, conhecido por grupo de estacas. A fundação profunda
é utilizada quando o solo não é resistente o suficiente até uma grande profundidade para
assentar a fundação no solo de superfície. A Figura 7 apresenta as opções de fundações
para turbinas eólicas offshore e onshore.
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Figura 7 – Opções de fundações para torre de turbina eólica: (a) superficial ou direta; (b)
grupo de estacas; (c) base de gravidade; (d) estaca única (monopile); (e) tripé;
e (f) jaqueta.

Fonte: Modificada de Arshad e O’Kelly (2013).

De acordo com Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019), o custo da energia eólica
offshore ainda é maior do que o da energia eólica onshore. Uma investigação mais detalhada
sobre o efeito da interação solo-estrutura (ISE) na resposta estrutural da torre eólica
offshore, com a adequação das propriedades do solo e a adequação do modelo empregado,
pode ser realizada para obter estruturas mais econômicas, sem perda de segurança.

2.3 Análise dinâmica com interação solo-estrutura
As estruturas são solicitadas por diversos tipos de ações, as quais podem introduzir

comportamentos caracterizados por respostas estáticas e/ou dinâmicas. Ações que originam
respostas estáticas permanecem constantes ao longo do tempo, enquanto que as ações
que provocam respostas dinâmicas são dependentes do tempo. A consideração dos efeitos
dinâmicos das ações é fundamental nas estruturas situadas em zonas de risco sísmico,
estruturas esbeltas sujeitas à ação do vento, estruturas que suportam equipamentos que
provoquem vibrações e estruturas de grande risco potencial, mesmo em zonas de baixo
risco sísmico.

As cargas ambientais são uma composição de componentes cíclicas (e, portanto,
dinâmicas) e dependem da localização do parque eólico, do tamanho e do tipo da turbina.
Conforme dito anteriormente, a fundação tem o propósito de transferir estas cargas com
segurança, sem deformações excessivas, para o solo circundante. Essa transferência de
cargas para o solo circundante é essencialmente uma ISE (Bhattacharya et al. (2017)). De
acordo com Fitzgerald e Basu (2016), quando um elemento estrutural está em contato
com o solo, os deslocamentos estruturais e os deslocamentos do solo não são independentes



2.3. Análise dinâmica com interação solo-estrutura 41

um do outro. A ISE é o processo pelo qual a resposta da estrutura afeta a resposta do
solo subjacente e pelo qual a resposta do solo afeta a resposta da estrutura. Sendo assim,
a interação entre o solo e a fundação é inevitável e pode alterar as frequências de vibração,
podendo influenciar no comportamento dinâmico das estruturas offshore (Zuo, Bi e Hao
(2018)).

A resposta do solo depende das suas propriedades mecânicas e da natureza do car-
regamento. Diversos problemas de engenharia geotécnica estão associados a carregamentos
dinâmicos e cíclicos (Jia (2018)). A resposta de uma estrutura sob excitação sísmica, por
exemplo, é afetada pelas interações entre a estrutura, a fundação e o solo subjacente e
ao redor da fundação. A análise com ISE é amplamente utilizada para vários tipos de
infraestruturas tanto onshore como offshore. Tal análise visa estimar a resposta de todo o
sistema a movimentos terrestres específicos. De acordo com Jia (2018), dois fatos salientam
a importância da ISE. Primeiro, a resposta estrutural devida aos movimentos do solo para
uma estrutura em solos deformáveis pode ser expressivamente diferente da resposta de uma
estrutura suportada por uma fundação rígida. Ainda, o movimento do solo na base de uma
estrutura e sua vizinhança também iria diferir da resposta obtida se não houvesse estrutura
acima do solo. Foi mostrado por Veletsos e Meek (1974) que a presença de solo flexível
sob a fundação de uma estrutura aumenta a capacidade de amortecimento da fundação e
reduz a frequência natural da estrutura. Nessa condição, a interação solo-estrutura, em
particular sob cargas externas dinâmicas ou sísmicas, pode ser uma grande preocupação
na concepção da fundação e de toda a estrutura da torre de turbina eólica.

As reduções de custo de energia eólica são impulsionadas principalmente pelos
avanços na tecnologia de turbinas eólicas. De acordo com IRENA (2019), os principais
parâmetros que indicam as melhorias nas tecnologias de turbinas eólicas são o diâmetro do
rotor e a altura do cubo para acessar mais energia das turbinas eólicas, mesmo em áreas
com velocidades de vento mais baixas. A necessidade do aumento da altura das torres para
suportar turbinas eólicas com maior capacidade de geração de energia é uma consequência
do crescimento da produção de energia eólica mundial. As torres de turbinas eólicas são
estruturas esbeltas projetadas para resistir às cargas estáticas e aos efeitos dinâmicos das
cargas horizontais decorrentes do vento na estrutura e das ondas, no caso offshore. Para
aumentar a produção de energia e limitar o peso da estrutura, as torres eólicas têm se
tornando estruturalmente mais flexíveis. Neste cenário de maior flexibilidade da estrutura,
a análise dinâmica é requerida para prever a sua resposta dinâmica, potencialmente mais
relevante do que nos casos onde o sistema é mais rígido. Dentre as análises dinâmicas,
destaca-se o problema de vibrações livres e a consequente avaliação das frequências naturais
e dos modos de vibrar. A Figura 8 apresenta o tamanho esperado da turbina para energia
eólica onshore e offshore em 2035, em comparação com as médias de 2019.

A estimativa das frequências naturais da estrutura deve ser realizada ainda na fase
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Figura 8 – Aumento do diâmetro do rotor e da capacidade das turbinas eólicas.
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Fonte: Modificada de Wiser et al. (2021).

de projeto, evitando danos futuros. É importante que as frequências naturais da estrutura
não coincidam com as frequências de excitação relacionadas às cargas de vento e ondas
para evitar a amplificação dinâmica da resposta e minimizar os danos por fadiga (Andersen
et al. (2012)) ou ainda maximizar a janela de operações. A ressonância1 ocorre quando
uma força externa é aplicada a uma estrutura com frequência igual a uma das frequências
naturais da estrutura. Isto faz com que a estrutura sofra grandes deslocamentos e pode
causar falha imediata ou falha por fadiga ao longo do tempo (Zyl e Zijl (2015)). Nesse
sentido, a ressonância é evitada se as frequências naturais da torre não coincidirem com
aquelas que caracterizam o carregamento.

Nos projetos de torres eólicas o critério decisivo para o comportamento de vibração é
a posição da primeira frequência natural da torre em relação às frequências do carregamento
(Adhikari e Bhattacharya (2011)). Três métodos de projeto são utilizados para turbinas
eólicas de acordo com a posição da primeira frequência natural. Quando a primeira
frequência natural estiver acima de 3P (para turbinas com 3 pás), então se trata de uma
torre rígida (“stiff-stiff ”). No entanto, quando a primeira frequência estiver no intervalo
abaixo de 1P se trata de uma estrutura extremamente flexível (“soft-soft”). Estando a
frequência natural entre 1P e 3P, trata-se de uma estrutura flexível e mais comumente
considerada nos projetos atualmente (“soft-stiff ”) (Zyl e Zijl (2015)). A frequência natural
do sistema deve estar dentro do intervalo de 10% maior do que a frequência de operação do
rotor (1P), permitindo uma mudança de frequência de até 10% próximo da frequência de
passagem das pás (3P) (DNV (2002)). Esse intervalo corresponde à faixa de frequência de
trabalho. A Figura 9 ilustra este conceito. De acordo com Bhattacharya (2014), a solução
1 Em sistemas não lineares, há possibilidade de ocorrência de ressonância interna. Um cenário com

potencial de ocorrência de ressonância interna é aquele no qual o quocionte entre duas frequências
naturais é um número racional.
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mais segura é posicionar a frequência natural da estrutura bem acima da faixa de 3P. No
entanto, a seleção de um projeto mais rígido requer torres e fundações de custos elevados.
Assim, de uma perspectiva econômica, as estruturas flexíveis são mais desejáveis.

Figura 9 – Frequência de vibração.

Fonte: Modificada de Zyl e Zijl (2015).

As torres eólicas offshore são dinamicamente sensíveis nas frequências mais bai-
xas devido à sua esbeltez e à massa concentrada localizada no topo, sendo a primeira
frequência modal do sistema muito próxima das frequências de excitação impostas por
cargas ambientais e mecânicas (Bhattacharya et al. (2013)). A interação entre o monopile
e o subsolo pode afetar consideravelmente a primeira frequência natural da turbina eólica
offshore, não só devido à natureza esbelta do monopile, mas também devido às variações
nas características do solo (Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019)). A análise dinâmica
estrutural é uma das principais etapas do projeto da estrutura de suporte da torre eólica
offshore, com o objetivo de evitar vibrações ressonantes ou atingir a frequência natural
em um intervalo específico. A interação solo-estrutura deve ser analisada para prever com
mais exatidão as respostas dinâmicas da turbina eólica (Zuo, Bi e Hao (2018)).

2.3.1 Modelos de interação solo-estrutura

A análise dos efeitos da carga estrutural deve se basear na consideração do sistema
solo e estrutura, a qual deve ser realizada fundamentada em hipóteses realistas sobre a
rigidez e o amortecimento do solo e dos membros estruturais. A análise dinâmica deve levar
em conta esta interação (DNV (2014)). Diferentes métodos são adotados para considerar
a ISE. Nesta subseção serão apresentados quatro diferentes métodos para modelar a
flexibilidade da fundação em monopile de turbina eólica offshore. Embora esses métodos
sejam descritos para uma fundação em monopile, eles podem ser aplicados a outros tipos
de fundações desde que a rigidez solo-fundação possa ser obtida.
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O método das molas distribuídas modela a flexibilidade da fundação através de
uma viga livre-livre com molas laterais distribuídas ao longo do monopile, no trecho
enterrado no solo. A viga tem as propriedades reais do monopile tanto acima quanto
abaixo do leito marinho, incluindo a real profundidade de embutimento (Jonkman e
Musial (2010)). A Figura 10 apresenta as molas não linerares distribuídas ao longo do
monopile, simulando a interação solo-estrutura nas direções axial e lateral (p-y, t-z e Q-z).
Conforme recomendado pelo American Petroleum Institute - API (2002), as molas p-y são
responsáveis pela rigidez lateral do solo contra o movimento da fundação; as molas t-z são
responsáveis pela resistência axial na interface solo-monopile contra o deslocamento da
fundação, enquanto que a mola Q-z é responsável pelo apoio da extremidade do solo à
ponta da estaca (Abdullahi, Wang e Bhattacharya (2020)). As curvas p-y, t-z e Q-z são
descritas por API (2002) e DNV (2014). Os valores de rigidez das molas variam ao longo
da estaca para representar o comportamento do perfil do solo.

Figura 10 – Método das molas distribuídas ao longo do monopile.

Monopile

Leito marinho

t-z

p-y

Q-z

Fonte: Modificada de Abdullahi, Wang e Bhattacharya (2020).

A resistência lateral do solo próximo à superfície é relevante para o projeto de
estacas. O método p-y é a abordagem mais comum para analisar estacas carregadas
lateralmente na indústria offshore, conforme recomendação do API (2002) e DNV (2014).
Trata-se de um método não linear utilizado para determinar as deformações na cabeça
da estaca (deflexão e rotação), assim como a rigidez da fundação. O método p-y foi
originalmente desenvolvido por Matlock (1970); Reese, Cox e Koop (1975); O’Neill e
Murchison (1983), sendo a abordagem de Winkler a base desta metodologia (Arany et
al. (2017)). Nessa abordagem, as características de rigidez do sistema solo-fundação são
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modeladas com a substituição do solo por um conjunto de molas independentes ao longo
do comprimento da estaca (Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019)). Essas molas são
caracterizadas por uma curva p-y em cada ponto nodal (Figura 11).

Figura 11 – Curvas p-y aplicadas em pontos nodais na representação da estaca.

Fonte: Modificada de API (2002).

As curvas de deflexão lateral da resistência do solo são construídas usando dados de
tensão-deformação de amostras de solo em laboratório. Nesta representação, p é a ordenada
da curva representando a resistência do solo, e y é a abscissa da curva e representa a
deflexão do solo (API (2002)). A norma DNV (2014) alerta sobre a aplicação do método
p-y para estacas de grande diâmetro, visto que as curvas p-y são destinadas principalmente
à análise da capacidade lateral de estacas no estado limite último e foram calibradas
para estacas de pequeno diâmetro. Diferentes métodos são utilizados para determinar as
curvas p-y a depender das propriedades do solo. A mesma norma DNV (2014) sugere
métodos semi-empíricos para determinar as curvas p-y para argila e areia, tanto para
carga estática quanto para carga cíclica. Ainda, as curvas podem ser obtidas por análise
numérica da ISE. Algumas modificações do método p-y têm sido sugeridas. Achmus et al.
(2019) analisaram a rigidez do monopile em areia por meio de análise numérica utilizando
o software PLAXIS 3D, examinando a condição de carga monotônica e a condição de
descarregamento e recarregamento. Os autores verificaram que para situações de carga
mais relevantes a rigidez rotacional inicial do sistema solo-monopile, isto é, a inclinação
inicial da curva de rotação de momento para carregamento monotônico, fornece uma boa
estimativa da rigidez real. Isso significa que, no projeto de um monopile, um método p-y
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deve ser aplicado, capturando com precisão a rigidez inicial. Por meio de comparações de
diferentes abordagens p-y, Achmus et al. (2019) mostraram que a abordagem API comum
subestima consideravelmente a rigidez inicial, sendo necessário utilizar um método p-y
que seja adequado para o cálculo da rigidez inicial do monopile como, por exemplo, a
abordagem de Thieken, Achmus e Lemke (2015) e a abordagem de Kallehave, Thilsted e
Liingaard (2012).

Zhang e Andersen (2019) desenvolveram, a partir de análises paramétricas via
MEF, modelos que permitem a construção de curvas de reação de solo específicas para
cada local, com base nas respostas tensão-deformação medidas em testes de laboratório
para a resposta do monopile sob carga lateral. Foi feito uso de alguns modelos para análise
do monopile, incluindo o modelo p-y com mecanismo de falha de cunha até o ponto de
rotação do monopile. Abaixo do ponto de rotação e acima da ponta da estaca foi utilizado
o conceito de falha de fluxo e cisalhamento de base na ponta da estaca. Comparações
com as previsões feitas via MEF e análises de campo demonstraram boas capacidades do
modelo proposto e modelos de reação do solo.

Além da abordagem do método p-y, outros métodos têm sido utilizados para
caracterizar a interação solo-monopile. A resistência axial do solo é fornecida por uma
combinação de atrito axial solo-monopile ou transferência de carga ao longo do monopile
e resistência de ponta do monopile. A relação entre a transferência de cisalhamento solo-
monopile mobilizado e a deflexão local da estaca em qualquer profundidade é descrita
usando a curva t-z. Da mesma forma, a relação entre a resistência de ponta mobilizada
e a deflexão axial da ponta é descrita usando uma curva Q-z (API (2002)). A curva
t–z em argila e em areia é recomendada pelo API (2002) e apresentada na Figura 12,
sendo z a deflexão local do monopile, D o diâmetro do monopile, t a resistência axial na
interface solo-monopile mobilizado (atrito lateral) e tmax a resistência axial na interface
solo-monopile máximo mobilizado. Nas argilas, o valor de tres/tmax pode variar de 0,70 a
0,90 e é função do comportamento tensão-deformação do solo, histórico de tensão, método
de instalação, entre outros fatores; tres é a taxa de atrito residual.

Movimentos relativamente grandes da ponta do monopile são necessários para
mobilizar a resistência total de ponta. Um deslocamento da ponta do monopile de até 10%
do diâmetro do monopile pode ser necessário para a mobilização total em solos arenosos
e argilosos. Na ausência de critérios mais definitivos, a curva apresentada na Figura 13
é recomendada pelo API (2002) para areias e argilas, sendo z a deflexão axial da ponta,
D o diâmetro do monopile, Q a resistência de ponta mobilizada (capacidade de carga de
ponta) e Qp a resistência total de ponta. A norma API (2002) apresenta as expressões que
podem ser utilizadas para o cálculo de tmax e Qp, considerando solos coesivos e granulares.
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Figura 12 – Transferência de carga axial típica - Curvas t-z.

Fonte: Modificada de API (2002).

.

Figura 13 – Carga na ponta - Curva Q-z.

Fonte: Modificada de API (2002).
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Uma outra forma de considerar a rigidez da fundação é a abordagem de molas
posicionadas no nível do leito marinho. A Figura 14 apresenta a definição da rigidez da
fundação que é representada por KV (rigidez vertical), KL (rigidez lateral), KR (rigidez
rotacional) e KLR (acoplamento cruzado). Como a estrutura é muito rígida verticalmente,
despreza-se a rigidez vertical (KV ).

Figura 14 – Representação da rigidez da fundação.

Fonte: Modificada de Arany et al. (2017).

.

De acordo com Arany et al. (2017), o primeiro passo para a obtenção da rigidez
na cabeça da estaca é a classificação do comportamento da estaca, ou seja, se o monopile
se comportará como uma estaca curta e rígida ou como uma estaca longa e flexível.
Após esta definição, determina-se KL, KR e KLR. As expressões de KL, KR e KLR para
diferentes geometrias de estaca, rígida ou flexível, e diferentes perfis de solo, homogêneo,
parabólico ou linear, podem ser obtidas da literatura. Alguns dos métodos mais comuns
são encontrados em Poulos e Davis (1980) para estacas rígidas e flexíveis; Gazetas (1984),
Randolph (1981) e Pender (1993), para estacas flexíveis; Carter e Kulhawy (1992) para
estacas rígidas em rocha; Shadlou e Bhattacharya (2016) para estacas rígidas e flexíveis.
As entradas necessárias para a obtenção dos valores de KL, KR e KLR são: dimensões da
estaca; perfil do solo com a variação da rigidez do solo com a profundidade constante,
variando linearmente ou variando com a raiz quadrada da profundidade; e rigidez do solo
a uma profundidade de um diâmetro da estaca.

Para monopiles que se comportam rigidamente, os termos de rigidez são função
da razão de aspecto da estaca LP/DP , onde LP é o comprimento da estaca incorporado
ao solo e DP é o diâmetro da estaca; e do valor do módulo de Young do solo a uma
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profundidade de um diâmetro da estaca, ES0. Para monopiles com comportamento flexível,
os termos de rigidez são função da relação entre o módulo de Young equivalente da estaca
e o módulo de Young do solo a uma profundidade de um diâmetro da estaca (EP/ES0),
bem como de ES0. Arany et al. (2017) apresentam algumas formulações para verificar se a
estaca pode ser considerada como rígida ou flexível. Dentre as formulações apresentadas
pelos autores, tem-se a abordagem de Poulos e Davis (1980), a qual utiliza o módulo
horizontal da reação do solo, kh. As formulações são diferentes a depender do tipo de solo.

Para solos coesivos, kh pode ser considerado constante com a profundidade. Neste
caso, a estaca pode ser considerada rígida se:

LP < 1, 5
(
EP IP

khDP

) 1
4

(2.1)

E é considerada flexível quando:

LP > 2, 5
(
EP IP

khDP

) 1
4

(2.2)

sendo EP IP a rigidez à flexão da estaca.

Para solos não coesivos, o módulo horizontal da reação do solo aumenta apro-
ximadamente linearmente com a profundidade (kh = nh(z/DP ), sendo nh o coeficiente
horizontal da reação do solo). Assim, para esses solos, a estaca é considerada rígida se:

LP < 2, 0
(
EP IP

nh

) 1
5

(2.3)

E considerada flexível quando:

LP > 4, 0
(
EP IP

nh

) 1
5

(2.4)

Os métodos de Randolph (1981) e Carter e Kulhawy (1992) baseiam-se no módulo
de cisalhamento modificado do solo (G∗) e no módulo de Young equivalente da estaca
(Eeq):

G∗ = GS

(
1 + 3

4νS

)
(2.5)

Eeq = EP IP

DP
4π/64

(2.6)

onde, GS é o módulo de cisalhamento do solo calculado entre o leito marinho e o com-
primento de embutimento da estaca; e νS é o coeficiente de Poisson do solo. A estaca é
considerada flexivel, se:

LP ≥ DP

(
Eeq

G∗

)2/7
(2.7)
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A estaca é considerada rígida, se:

LP ≤ 0,05DP

(
Eeq

G∗

)1/2
(2.8)

O perfil de rigidez do solo, ou seja, a variação do módulo de Young do solo com
a profundidade correspondente a cada idealização do solo, é expresso matematicamente
como:

Es(z) = ES0

(
z

DP

)n

(2.9)

A variação do valor de n representa: n = 0, solo homogêneo e típico de argila sobrecon-
solidada; 0 < n < 1, não homogeneidade parabólica, típica de solo arenoso; n = 1, não
homogeneidade linear, típica de argila normalmente consolidada (Shadlou e Bhattacharya
(2016)).

O modelo de três molas pode ser escrito com uma matriz de rigidez como segue:

 Fx

My

 =
 KL KLR

KLR KR

 u

θ

 (2.10)

onde Fx é a força lateral, My é o momento em torno do eixo y, u é o deslocamento na
direção x e θ é a rotação (Arany et al. (2015)).

O modelo de fixação aparente (apparent fixity) assume que a estrutura de suporte
acima do leito marinho está fixa, como uma viga em balanço (cantilever) sem solo
circundante, a uma profundidade abaixo do leito marinho original. Essa profundidade de
fixação é determinada de maneira a produzir um deslocamento lateral especificado e uma
rotação no leito marinho que coincide com a da fundação embutida no perfil verdadeiro
do solo. Dessa forma, no modelo de fixação aparente, a fundação e o solo circundante são
substituídos por uma viga em balanço que é fixada não no leito marinho original, mas em
um determinado ponto abaixo do leito marinho, cuja localização é derivada como um ponto
de fixação aparente (Figura 15). A rigidez à flexão associada da estaca fictícia também é
derivada. O comprimento de fixação aparente LAF representa a profundidade abaixo do
leito marinho onde uma estaca em balanço teria a mesma rigidez que o sistema estaca-solo
verdadeiro. Dados os níveis especificados de cisalhamento e momento no leito marinho,
as deflexões laterais e rotações da estaca neste mesmo local são primeiro determinadas
usando o perfil do solo conhecido, profundidade de penetração e dimensão/propriedades
da estaca (Løken e Kaynia (2019); Bush e Manuel (2009)).

O comprimento LAF e a rigidez à flexão EIAF da viga fictícia são calculados de
modo que a matriz de rigidez da viga fictícia seja idêntica à matriz de impedância 2 × 2
do sistema solo-fundação, conforme indicado na Equação:

K =
 KL KLR

KLR KR

 =
 12EIAF

L3
AF

−6EIAF

L2
AF

−6EIAF

L2
AF

4EIAF

LAF

 (2.11)
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Figura 15 – Método de fixação aparente.
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Fonte: Modificada de Løken e Kaynia (2019).

onde KL é a rigidez horizontal, KR a rigidez rotacional e KLR a rigidez acoplada.

De acordo com Løken e Kaynia (2019), a prática comum em pesquisa e engenharia
geotécnica é combinar apenas os termos de rigidez diagonal, desprezando os termos fora
da diagonal. Com isso, Løken e Kaynia (2019) desenvolveram um método de modelo
aprimorado com o objetivo de avaliar o efeito dos termos de rigidez acoplada na resposta
dinâmica e, assim, reproduzir com precisão toda a matriz de rigidez. Este método é
chamado de método de fixação aparente aprimorada (improved apparent fixity method). O
método foi desenvolvido substituindo a única viga fictícia descrita na Figura 15 por duas
vigas (Figura 16), criando um sistema de três equações com três incógnitas, adicionado os
termos de rigidez fora da diagonal no sistema de equações.

Um modelo mais robusto para analisar a fundação e obter uma melhor representação
da interação solo-estrutura é apresentado na Figura 17, com a modelagem do solo como
contínuo; permitindo, inclusive, simular a estratificação do solo e outros efeitos. No entanto,
isso tem um alto custo computacional e requer alta qualidade dos dados do solo para
que seja definido o modelo constitutivo representativo e um software de elementos finitos
apropriado. Tal modelo pode ser usado na etapa final do projeto da fundação, no entanto
é impraticável para uso no estágio de otimização do projeto (Bhattacharya et al. (2017)).
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Figura 16 – Método de fixação aparente aprimorado.
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Fonte: Modificada de Løken e Kaynia (2019).

2.3.2 Efeitos da consideração do solo na frequência natural de torres de
turbinas eólicas

De acordo com Bazeos et al. (2002), é prática comum analisar as estruturas
semelhantes a torres como fixas em sua base, sem considerar a ISE. Tal fato poderia
retratar casos em que as fundações são sobre-dimensionadas e se tenham condições de solo
rígido. No entanto, a resposta dinâmica da estrutura em solo de menor resistência pode
diferir da resposta de uma estrutura suportada em solo rígido. Logo, a consideração da
ISE pode alterar substancialmente a resposta dinâmica da torre. Alguns pesquisadores
estudaram a influência da interação solo-estrutura nas respostas dinâmicas de torres eólicas
por diferentes métodos (Bazeos et al. (2002); Harte, Basu e Nielsen (2012); Adhikari
e Bhattacharya (2012); Lombardi, Bhattacharya e Muir Wood (2013); Damgaard et al.
(2014); Bisoi e Haldar (2014); Bisoi e Haldar (2015); Arany et al. (2015); Fitzgerald
e Basu (2016); Arany et al. (2016); Bhattacharya et al. (2017); Aissa, Amar Bouzid e
Bhattacharya (2018), Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018); Zuo, Bi e Hao (2018);
Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019); Achmus et al. (2019); Zhang e Andersen (2019);
Løken e Kaynia (2019); Ko (2020); Alkhoury et al. (2021); Sunday e Brennan (2022)).

No método de molas não lineares, como apresentado por Zuo, Bi e Hao (2018), as
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Figura 17 – Interação solo-estrutura: modelo contínuo.
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Fonte: Modificada de Bhattacharya et al. (2017).

resistências do solo contra os movimentos da fundação são representadas pelas molas p-y,
t-z e Q-z (Figura 18). As propriedades das molas do solo são descritas pelas curvas p-y,
t-z e Q-z recomendadas pelo API (2011) e pela norma DNV (2014).

Nas análises dinâmicas de turbinas eólicas sujeitas a fontes de vibrações externas,
as turbinas eólicas são normalmente assumidas na condição estacionária e as pás são
consideradas como uma massa localizada no topo da torre. Zuo, Bi e Hao (2018) verificaram
por estudos numéricos as respostas dinâmicas da turbina eólica submetida às cargas
combinadas de vento e onda do mar. A ISE foi realizada por molas não lineares. As
influências das condições operacionais, interação solo-monopile e velocidade do rotor na
torre e nas pás foram investigadas. Zuo, Bi e Hao (2018) analisaram para diferentes
condições do solo os deslocamentos no topo da torre no tempo e as densidades espectrais
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Figura 18 – Modelagem da interação solo-estrutura.

Fonte: Modificada de Zuo, Bi e Hao (2018).

de potência da resposta de aceleração no topo da torre, com e sem a consideração da
interação solo-estrutura. Ainda, verificou-se que as frequências de vibração da torre foram
significativamente reduzidas quando a ISE foi considerada, principalmente para a condição
de solo fofo. Assim, ao analisar a ISE, a primeira frequência natural de vibração da torre
se aproximou da frequência dominante da carga de vento, podendo ocorrer a ressonância e
maiores respostas estruturais.

Bisoi e Haldar (2015) analisaram a viabilidade de abordagens de projetos de torre
flexível e extremamente flexível, cuja fundação era o monopile. A torre e o monopile foram
modelados com a teoria de viga de Euler-Bernoulli. A resposta do sistema foi obtida
usando o modelo de Winkler não linear, com as curvas p-y baseadas pelo API (2011) para
carregamento cíclico. O atrito do eixo foi representada pelas curvas t-z, enquanto que a
resistência de ponta foi representada pelas curvas Q-z, conforme recomendado no API
(2011). O projeto do monopile foi realizado seguindo os requisitos de evitar a ressonância e
atender aos critérios do estado limite de serviço e o estado limite de fadiga, de forma que a
estrutura da torre eólica offshore seja econômica, sustentável e estável quando submetida
a cargas aerodinâmicas e hidrodinâmicas. O estudo paramétrico realizado por Bisoi e
Haldar (2015) permitiu examinar a influência da massa do rotor e nacele; da altura da
torre; do comprimento do monopile embutido no solo e da rigidez do solo na resposta
dinâmica da estrutura. Em relação à influência da rigidez do solo na frequência natural do
sistema, Bisoi e Haldar (2015) verificaram um aumento no seu valor quando o monopile é
incorporado em solo relativamente mais rígido.
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Yeter, Garbatov e Guedes Soares (2019) realizaram um estudo das incertezas
envolvidas na estimativa da frequência natural de uma fundação em monopile para torre
eólica offshore, as quais incluem as incertezas associadas aos métodos de modelagem
empregados para a interação solo-estaca e as características do solo. A análise numérica
foi realizada com o software ANSYS e o solo foi modelado com o modelo de Winkler com
o método p-y, para perfis de solo não lineares definidos com base na função sigmóide.
Foi verificado, pela análise de sensibilidade, que a variável relacionada ao fator de forma
do perfil de solo tem a maior contribuição entre todas as variáveis aleatórias para a
incerteza da primeira frequência natural. Seguindo o perfil do solo, a maior contribuição
vem da variável aleatória associada ao módulo elástico do solo. Desta forma, percebe-se a
importância da escolha do modelo para representação do solo. Ainda de acordo com Yeter,
Garbatov e Guedes Soares (2019), conforme o esperado, a frequência natural aumenta à
medida que a rigidez aumenta e diminui à medida que a massa aumenta.

A consideração da rigidez da fundação pela abordagem de molas concentradas
vêm sendo bastante utilizada para analisar a resposta do sistema às ações dinâmicas.
Bazeos et al. (2002) analisaram a frequência natural com a consideração de base fixa e
contemplando a ISE com um conjunto de molas e amortecedores, para duas dimensões
diferentes de fundação onshore. O modelo de Bazeos e outros inclui elementos de rigidez e
amortecimento na interface fundação-solo, levando em consideração a massa da fundação
e uma porção da massa do solo, considerado para se mover em conjunto com a fundação.
As constantes de mola e a massa de solo adicionada foram calculadas por Mulliken e
Karabalis (1998). Foi verificada a influência significativa da ISE na frequência natural da
estrutura, apesar do solo relativamente rígido. Quando considerada a análise com ISE, o
valor da frequência natural foi menor do que quando considerada a base fixa. Esta redução
foi ainda mais significativa nos modos mais elevados de vibração livre.

Harte, Basu e Nielsen (2012) estudaram a interação dinâmica entre a estrutura da
torre eólica e o sistema de fundação, investigando a resposta de vibração forçada ao longo do
vento de uma turbina eólica onshore, em termos de deslocamento estrutural, cisalhamento
na base e momento fletor na torre e na fundação. A ISE foi considerada com molas e
amortecedores e modelada por funções de impedância. As análises foram realizadas para o
solo com diferentes condições de rigidez, considerando o perfil de solo tanto homogêneo
como com camadas de propriedades variáveis. Em relação à frequência natural do sistema,
verificou-se que, para o solo de menor rigidez, o período modal fundamental recai na faixa
1P , o que pode levar a uma indesejável resposta dinâmica.

Adhikari e Bhattacharya (2012) caracterizaram o comportamento dinâmico de
torres eólicas em fundações flexíveis submetidas ao vento e ao carregamento de ondas. O
modelo analisado foi baseado na torre como uma viga de Euler-Bernoulli e a fundação
modelada por duas molas representando a rigidez rotacional e a rigidez lateral. Observou-se
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que as frequências naturais previstas e medidas estavam razoavelmente próximas, sendo que
a frequência natural da torre diminuiu com a diminuição dos valores de rigidez da fundação.
Daí a importância de prever as frequências naturais para vários valores de parâmetros, a
fim de projetar a torre da turbina eólica de forma que as frequências naturais resultantes
estejam dentro das bandas de frequência seguras desejadas (Adhikari e Bhattacharya
(2012)). Para melhorar a previsão da primeira frequência natural, Arany et al. (2015)
derivaram expressões da frequência natural de torres de turbinas eólicas em fundações
flexíveis de três molas por meio de dois modelos de viga: Bernoulli-Euler e Timoshenko.
As frequências naturais em ambos os casos foram obtidas numericamente a partir das
equações transcendentais resultantes. Verificaram que a teoria de viga de Timoshenko não
melhora a previsão da frequência natural.

Ainda, têm-se buscado uma solução fechada para a frequência natural do sistema
com a interação solo-estrutura a partir do conhecimento da frequência obtida para a
condição de torre fixa. Neste sentido, destacam-se os trabalhos desenvolvidos por Arany
et al. (2016), Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) e Ko (2020), os quais são
abordados a seguir. As metodologias simplificadas adotadas por Arany et al. (2016) e
Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) foram baseadas na fórmula simples de
uma viga cantilever para estimar a frequência natural da torre e, em seguida, foram
aplicados coeficientes modificadores para levar em conta a flexibilidade da fundação e da
subestrutura. As expressões propostas por Ko (2020) partem de um modelo estrutural de
base rígida baseada no método de Rayleigh e, então o modelo de mola concentrada foi
introduzido para simular a flexibilidade da fundação e da peça de transição, incluindo os
efeitos inerciais e flexurais da subestrutura.

Arany et al. (2016) utilizaram uma metodologia simplificada para obter a primeira
frequência natural de todo o sistema. Foram analisadas dez turbinas eólicas de dez parques
eólicos diferentes na Europa e os resultados obtidos a partir da expressão proposta foram
comparados com as frequências naturais medidas. Para a torre foi utilizado o modelo
de viga de Euler-Bernoulli e a fundação foi idealizada por três molas (KL, KR e KLR),
conforme apresentada na Figura 19. Como a estrutura é muito rígida verticalmente, a
rigidez vertical KV foi desprezada. O comportamento não linear do solo não foi modelado.
A massa do rotor e da nacele foi considerada como uma massa concentrada no topo da
torre.

O modelo foi baseado em uma viga com duas seções transversais diferentes. A
primeira seção da viga foi chamada de subestrutura e correspondeu ao trecho que vai
do leito marinho até a parte inferior da torre. A subestrutura foi modelada por uma
seção transversal equivalente à seção transversal do monopile. Desta forma, supõe-se que
o diâmetro DS e a espessura tS da subestrutura tenham os mesmos valores que os do
monopile. Consequentemente, a rigidez à flexão da subestrutura foi a mesma que a do
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Figura 19 – Modelo matemático da turbina eólica offshore com interação solo-estrutura.

Fonte: Modificada de Arany et al. (2016).

monopile, EP IP . O segundo trecho da viga se referiu a torre. A torre cônica foi considerada
como prismática de diâmetro constante equivalente DT igual a média entre o diâmetro de
base e o diâmetro de topo. A espessura média de parede também foi considerada, tT .

A metodologia simplificada para a determinação da frequência natural do sistema
se baseou na fórmula simples da viga cantilever com seção transversal uniforme para
estimar a frequência natural da torre com base fixa fF B,T , conforme Equação 2.12. Nela, a
massa equivalente foi referente a torre m′

T e ao conjunto rotor-nacele mRNA e a rigidez
equivalente da viga foi baseada na rigidez à flexão da torre prismática equivalente ET IT e
no comprimento da torre LT .

fF B,T = 1
2π ·

√√√√ 3ET IT

L3
T

(
mRNA + 33

140m
′
T

) (2.12)

O momento de área IT e a massa m′
T foram obtidos para uma torre de diâmetro

médio constante DT e a espessura média da parede da torre tT :

IT = 1
8πD

3
T tT (2.13)

m′
T = ρTDTπtTLT (2.14)

sendo ρT a densidade do material.

Em seguida, a frequência natural da torre e subestrutura com base fixa foi obtida
multiplicando a frequência natural da torre de base fixa fF B,T por um coeficiente de
flexibilidade CMP (Equação 2.15).
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fF B = CMP × fF B,T =
√√√√ 1

1 + (1 + ψ)3χ− χ
× fF B,T (2.15)

Este coeficiente de flexibilidade foi calculado assumindo que o monopile vai até a
base da torre, conforme mostrado na Figura 19. A expressão foi obtida a partir da equação
do movimento da viga cantilever descrita como um sistema de massa - mola com um único
grau de liberdade. A nova rigidez de mola para o sistema torre e subestrutura foi obtido
com a aplicação do segundo teorema de Castigliano para uma estrutura linear de um grau
de liberdade.

O coeficiente de flexibilidade é expresso em termos de dois parâmetros adimensionais,
a razão de rigidez à flexão χ e a razão do comprimento ψ:

χ = ET IT

EP IP

(2.16)

ψ = LS

LT

(2.17)

onde, a distância entre o solo marinho e a base da torre é LS, o comprimento da torre é
LT , EP IP é a rigidez de flexão do monopile e ET IT é a rigidez de flexão da torre.

A expressão para a obtenção da primeira frequência natural com a consideração da
ISE foi dada por:

f1 = CRCLfF B (2.18)

onde CR e CL são os fatores de flexibilidade da fundação, calculados a partir dos parâmetros
de rigidez adimensionais, ηL, ηR e ηLR, representados abaixo.

CR(ηL, ηR, ηLR) = 1 − 1
1 + a

(
ηR − η2

LR

ηL

) (2.19)

CL(ηL, ηR, ηLR) = 1 − 1
1 + b

(
ηL − η2

LR

ηR

) (2.20)

Sendo:
ηL = KLL

3
T

EIη

(2.21)

ηR = KRLT

EIη

(2.22)

ηLR = KLRL
2
T

EIη

(2.23)

A rigidez adimensional da fundação foi obtida utilizando o comprimento da torre
LT e a rigidez à flexão equivalente da torre cônica, EIη. A rigidez à flexão equivalente
foi calculada de modo que a deflexão no topo da torre devido a uma força que atua
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perpendicularmente no topo da torre fosse a mesma para a torre de diâmetro constante
equivalente como para a torre cônica. Assim:

EIη = EIt × f(q) (2.24)

sendo, EIt a rigidez à flexão no topo da torre e f(q) dado por:

f(q) = 1
3 × 2q2(q − 1)3

2q2 ln q − 3q2 + 4q − 1 (2.25)

com q = Db/Dt, Db é o diâmetro da base da torre e Dt é o diâmetro do topo.

A estimativa da rigidez da fundação, KL, KR e KLR, foi feita a partir dos dados do
monopile e do solo. A escolha da metodologia de cálculo da rigidez da fundação depende
da esbeltez/rigidez da estaca e das condições do perfil de solo. Para as torres analisadas a
rigidez foi calculada seguindo os trabalhos de Poulos e Davis (1980); Randolph (1981); e
Carter e Kulhawy (1992).

As expressões para a determinação dos coeficientes CR e CL (Equações 2.19 e
2.20, respectivamente) foram encontradas para aproximar bem às curvas calculadas nu-
mericamente, as quais foram provenientes das equações transcendentais resultantes da
formulação analítica gerada a partir da equação do movimento usando o modelo de viga de
Euler-Bernoulli com três molas para aproximação do modelo de fundação. Os coeficientes
CR e CL são dependentes das constantes empíricas a e b, respectivamente. Dados de 16
turbinas eólicas foram utilizadas para encontrar os melhores valores de a e b, de forma a
minimizar o erro quadrático médio entre os resultados numéricos e as expressões propostas.
Os valores de a ≈ 0,6 e b ≈ 0,5 são limitados para uma faixa de valores de nR > 1,2 n

2
LR

nL

e

nL > 1,2 n
2
LR

nR

.

Arany et al. (2016) alcançaram neste estudo valores de frequência natural bem
próximos aos valores medidos para as 10 turbinas eólicas. Ainda, verificaram que a
flexibilidade da fundação reduziu a frequência natural em relação a consideração de base
fixa.

De forma semelhante, Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) estudaram a
frequência natural de turbinas eólicas offshore com ISE utilizando expressões analíticas
e o método de elementos finitos. Uma expressão analítica de frequência de torre eólica
offshore foi apresentada em função dessa interação dada por três molas representativas da
rigidez lateral, rotacional e de acoplamento cruzado (Figura 20).

O monopile e a peça de transição juntos constituíram o elemento chamado de
subestrutura. A subestrutura tem diâmetro e espessura iguais ao do monopile. Consequen-
temente, a rigidez à flexão da subestrutura foi a mesma do monopile.

A expressão para o cálculo da frequência natural da turbina eólica offshore composta
pela torre e subestrutura, considerando a base fixa, foi dada pela expressão apresentada
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Figura 20 – Modelo de turbina eólica offshore considerando a rigidez do solo por molas e
propriedades geométricas da estrutura.

Fonte: Modificada de Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018).

na Equação 2.12. No entanto, diferentemente de Arany et al. (2016), a frequência natural
da torre e subestrutura de base fixa foi obtida considerando a massa mT s como sendo a
soma da massa da torre e da subestrutura, e não apenas pela massa da torre (mT ). A
massa da torre foi calculada a partir do diâmetro médio equivalente obtido pelo diâmetro
de base e diâmetro de topo da torre. Assim:

mT s = mT +ms (2.26)

ms = ρ πLs ts(Ds − ts) (2.27)

mT = 0, 5 ρ πLT tT (Db +Dt − 2ts) (2.28)

A expressão para a determinação da frequência natural da torre e subestrutura de
base fixa é dada por:

fF B = 1
2π

√√√√ 3EIT s

L3
(
mRNA + 33

140mT s

) (2.29)

sendo L = LT + Ls.

Como a estrutura de suporte composta por torre e subestrutura está em contato
com o solo, os coeficientes empíricos de interação solo-fundação apresentados nas Equações
2.21, 2.22 e 2.23 por Arany et al. (2016), foram corrigidas por Amar Bouzid, Bhattacharya
e Otsmane (2018), levando em consideração o comprimento real da estrutura de suporte
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(LT +Ls) e a rigidez à flexão equivalente de toda a estrutura EIT s. Essas expressões foram
dadas conforme apresentadas abaixo:

ηL = KL (LT + Ls)3

EIT s

(2.30)

ηR = KR (LT + Ls)
EIT s

(2.31)

ηLR = KLR (LT + Ls)2

EIT s

(2.32)

A rigidez à flexão equivalente de toda a estrutura de suporte foi dada pela contri-
buição da rigidez equivalente da torre e da rigidez da subestrutura, EIs (a mesma rigidez
do monopile):

EIT s = (1 − α)EIs + αEIt fmédio(q) (2.33)

onde, α = LT/L e EIt é a rigidez à flexão no topo da torre.

A rigidez à flexão da torre é variável ao longo da altura. Dessa forma, a rigidez
equivalente da torre foi obtida a partir da determinação de uma lei de variação dessa
rigidez ao longo da seção transversal da torre. Essa lei de variação foi obtida através da
teoria de viga em que se obtém um parâmetro chamado coeficiente de rigidez da torre.
Esse parâmetro foi obtido relacionando o deslocamento no topo de uma torre de seção
constante equivalente com o da torre cônica quando aplicada uma força concentrada em
sua extremidade livre (f(q)), conforme já mostrado na Equação 2.25. No entanto, é comum
considerar a torre sujeita a um carregamento linearmente variável ao longo da altura.
Com isso, foi obtido o coeficiente de rigidez da torre correspondente a essa carga (fp(q)),
mostrado na Equação 2.34.

fp(q) = 11
120 × 12q2(q − 1)5

(−18q3 + 6q2) lnq + 5q4 + 11q3 − 27q2 + 13q − 2 (2.34)

Foi verificado que, para o intervalo em que a razão q (q = Db/Dt) varia de 1 a 2,5,
são obtidos os mesmos valores para os coeficientes f(q) e fp(q). Para essa razão superior a
2,5 foi observada uma discrepância e, assim, para o cálculo da rigidez à flexão equivalente
da torre deve ser utilizado o valor médio do coeficiente de rigidez da torre fmédio(q) no
cálculo da parcela relacionada à torre.

fmédio(q) = [f(q) + fp(q)]/2 (2.35)

Os valores de rigidez das molas que representam a interação solo-monopile foram
estimados a partir das curvas carga-deformação na cabeça do monopile. O modelo de
fatias verticais de elementos finitos pseudo-tridimensionais não lineares foi utilizado para
analisar os movimentos na cabeça do monopile (deslocamentos e rotações), obtendo os
valores de KL, KR e KLR. No entanto, a determinação de KL, KR e KLR não ocorreu de
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forma direta nas análises de elementos finitos. Os coeficientes de flexibilidade lateral IL,
rotacional IR e de acoplamento cruzado ILR foram determinados primeiro, e então foram
determinados os coeficientes de rigidez relacionados aos de flexibilidade pelos seguintes
termos:

KL = IR

ILIR − I2
LR

(2.36)

KR = IL

ILIR − I2
LR

(2.37)

KLR = ILR

ILIR − I2
LR

(2.38)

Os valores de rigidez das fundações obtidos pela análise numérica foram aproxima-
damente metade dos valores obtidos por Arany et al. (2016) para as mesmas torres de
turbinas eólicas analisadas.

A frequência natural da estrutura com base flexível – considerando a ISE – foi obtida
a partir da frequência da torre e subestrutura de base fixa multiplicada por dois fatores
não dimensionais para levar em conta a flexibilização da fundação, CR e CL. Esses fatores
foram calculados utilizando os coeficientes de interação solo-fundação obtidos considerando
as características de toda a estrutura de suporte, conforme comentado anteriormente.
Desta forma, calculou-se os fatores de flexibilidade de fundação (Equações 2.19 e 2.20)
para, assim, obter a frequência natural do sistema f1 = CR CLfF B. Da mesma forma que
Arany et al. (2016), os coeficientes CR e CL são dependentes das constantes empíricas a e
b, respectivamente.

Para a estimativa da primeira frequência natural, foram consideradas cinco torres
de turbinas eólicas. Em comparação com as medidas de frequência natural das torres eólicas
analisadas, Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) obtiveram boa concordância
para boa parte dos casos avaliados utilizando a formulação descrita anteriormente.

Ko (2020) propôs expressões para a determinação da frequência natural de torres
eólicas cônicas, com diâmetro e espessura variando linearmente em relação à elevação. O
modelo simplificado de um grau de liberdade foi apresentado considerando três situações:
torre com base fixa; torre e subestrutura com base fixa levando em conta a flexibilização
da peça de transição; e o modelo de torre, subestrutura e mola concentrada não acoplada
para fundação flexível (Figura 21).

O modelo de torre cônica de base fixa foi realizado considerando uma viga cônica
de seção transversal variável. Ainda, as análises foram realizadas verificando a influência
da distância vertical ao longo do eixo da parte superior da torre até o centro de massa do
conjunto rotor-nacele (dada por h). Segundo Ko (2020), essa distância tem sido considerada
insignificante em comparação com a altura da torre na maioria dos modelos simplificados
apresentados na literatura.
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Figura 21 – Modelo para turbinas eólicas com torres cônicas.

Fonte: Modificada de Ko (2020).

Ao considerar a subestrutura, a flexibilização da peça de transição foi levada em
conta por meio de uma mola rotacional de rigidez KR,T P . A subestrutura de comprimento
LS possui as características do monopile. Por fim, o modelo de mola concentrada não
acoplada para a fundação flexível, considerando por simplificação que a rigidez de aco-
plamento cruzado foi negligenciada, foi definido tomando apenas a rigidez lateral KL e a
rigidez rotacional KR.

A verificação dos modelos propostos por Ko (2020) foi realizada em comparação
com resultados obtidos por outros métodos, sempre avaliando se a consideração da altura
do conjunto rotor-nacele poderia influenciar no valor da primeira frequência natural. Para
o caso de torre com base fixa, os resultados do método proposto e de outros métodos da
literatura foram comparados com os obtidos ao utilizar o código computacional FAST2.
Foi verificado que, aplicando dados de uma torre de referência, o modelo proposto não
melhorou significativamente a precisão na determinação da frequência natural em relação
aos modelos simplificados que consideram a seção transversal da torre constante.

Para a análise do modelo com torre e subestrutura com base fixa foram utilizados
dados de outra torre, sendo que o valor real da altura do conjunto rotor-nacele não estava
disponível e, com isso, foi utilizado um valor aproximado. Ainda, a rigidez rotacional da
peça de transição foi negligenciada. A rigidez lateral equivalente e a massa equivalente
concentrada no topo da torre da turbina eólica investigada foram analisadas e comparadas
quando utilizada apenas a torre com base fixa com e sem a consideração da altura do

2 FAST é a abreviação de Fadiga, Aerodinâmica, Estruturas e Turbulência (Fatigue, Aerodynamics,
Structures and Turbulence) (ver Jonkman e Buhl (2005)). Trata-se de uma ferramenta de engenharia
auxiliada por computador (ferramenta CAE - computer-aided engineering) aero-hidro-servo-elástica
de código aberto para modelagem de turbinas eólicas de eixo horizontal, desenvolvidas pelo National
Renewable Energy Laboratory (NREL) dos Estados Unidos através do Departamento de Energia dos
Estados Unidos.
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conjunto rotor-nacele. Foi verificado por Ko (2020) que ao, considerar a subestrutura,
ocorreu uma diminuição no valor da rigidez lateral que, por sua vez, também teve seu valor
diminuído pelo efeito da altura do conjunto rotor-nacele. Em relação a massa equivalente
concentrada, houve um aumento na massa de aproximadamente 1/3 ao considerar a influên-
cia da subestrutura, devido a sua altura. Com isso, a frequência da torre e subestrutura
com base fixa considerando a altura h do conjunto rotor-nacele apresenta uma redução
de 5,5% em relação ao caso em que essa altura foi negligenciada. Tal valor demostra a
influência desta altura.

Os parâmetros de rigidez da fundação utilizados por Ko (2020) foram estimados
com base em fórmulas desenvolvidas por Poulos e Davis (1980) e Randolph (1981). A
primeira frequência natural calculada para o modelo com fundação flexível forneceu uma
boa estimativa em comparação ao valor medido na torre. Apesar das análises realizadas
por Ko (2020) terem demonstrado boa concordância com a medição em campo para a torre
eólica analisada, vale ressaltar que o modelo de um grau de liberdade proposto foi analisado
com uma altura do conjunto rotor-nacele estimada e não foi considerada a presença da
rigidez rotacional da peça de transição. Desta forma, as análises não permitiram verificar a
contribuição da flexibilização da peça de transição neste estudo. Também, não foi possível
saber a influência da não consideração da rigidez de acoplamento cruzado nas análises de
frequência natural.

Løken e Kaynia (2019) analisaram a resposta dinâmica e de fadiga da turbina eólica
offshore de referência de 5 MW desenvolvida pelo NREL3. Foi realizada a comparação
de dois métodos diferentes de modelagem de fundações, denominados método de fixação
aparente simplificado e método de fixação aparente aprimorado, avaliando o impacto dos
diferentes métodos de modelagem de fundação, das dimensões da fundação e dos diferentes
conceitos de fundação em relação à resposta dinâmica e dano por fadiga. O software usado
para modelar a turbina eólica offshore foi o FAST v8, aplicando os módulos SubDyn e
ElastoDyn para a dinâmica estrutural, ServoDyn para a geração de energia e InflowWind,
HydroDyn e AeroDyn para condições externas e cargas aplicadas. O FAST baseia-se em
uma abordagem de modos presumidos, ou seja, as formas de modo são necessárias como
entrada. O software usado para calcular as formas de modo é o código de elementos finitos
BModes.

Nas análises realizadas por Løken e Kaynia (2019), para as condições de um
determinado conjunto de solo, fundação e parâmetros estruturais descritos no artigo, foi
verificada a importância da consideração da fundação flexível, visto que negligenciar o
efeito da fundação no modelo fornece resultados imprecisos e subestimados para a resposta
dinâmica estrutural e danos por fadiga, sendo verificada uma redução significativa na vida

3 O NREL por meio do Centro Nacional de Tecnologia Eólica, patrocinou estudos conceituais destinados
a avaliar a tecnologia eólica offshore adequada em águas rasas e profundas (Jonkman et al. (2009)).
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à fadiga de 22% para o modelo de fundação flexível em comparação com o modelo de base
fixa. Outro fato importante para obter uma representação correta da resposta dinâmica
estrutural é a escolha do método para modelar a fundação. Foi verificado que o efeito
dos termos fora da diagonal na matriz de rigidez solo-fundação desempenha um papel
importante na modelagem da flexibilidade da fundação. Desconsiderar esses termos, como
faz no modelo de fixação aparente simplificado, resultou em um modelo de fundação muito
macio que conduziu a previsões exageradas das cargas e deslocamentos na subestrutura. A
inclusão de toda a matriz de rigidez, implementada por Løken e Kaynia (2019) no modelo
de fixação aparente aprimorado, conduziu a um modelo de fundação mais rígido e deu uma
diferença significativa na resposta estrutural em comparação com o método simplificado.

Alkhoury et al. (2021) realizaram a análise modal estrutural considerando simulta-
neamente a configuração geométrica real da superestrutura da turbina eólica e o domínio
tridimensional (análise 3D) do solo e sua interação com a fundação em monopile. O modelo
3D é baseado no método de elementos finitos de uma turbina eólica de 10 MW instalada
em areia. Para as analises foi utilizado o software Abaqus. Para considerar a influência
da geometria das pás na resposta da turbina, as pás foram explicitamente consideradas
no modelo 3D. O conjunto nacele/cubo foi considerado como uma massa concentrada em
um ponto de referência cuja posição coincide com o centro de massa da nacele definido
nas especificações da turbina. A rotação das pás não foi explicitamente considerada na
análise modal, sendo estudada apenas a condição estacionada. A interação água-monopile
considerou a massa adicional4. A deformação do solo foi assumida como pequena, sendo
considerada a rigidez inicial do sistema solo-fundação. A resposta da turbina eólica é, desta
forma, governada pelas propriedades do solo no regime de pequena deformação. Assim, o
solo ao redor e dentro do monopile foi modelado por um material elástico linear. A Figura
22 mostra o modelo 3D da turbina eólica incluindo o domínio do solo.

As frequências naturais obtidas foram comparadas com àquelas previstas a partir
de outros modelos simplificados disponíveis na literatura, sendo eles: base fixa, método de
fixação aparente aprimorada por Løken e Kaynia (2019), método das molas distribuídas e
método das molas acopladas. Ainda, foi realizada uma análise paramétrica das frequências
naturais do sistema analisando o efeito das dimensões do monopile, da lâmina d’água, da
altura da peça de transição e da densidade relativa do solo arenoso. Alkhoury et al. (2021)
verificaram que a primeira frequência de vibração da torre foi significativamente diminuída
quando a ISE foi considerada. Ainda, entre os diferentes modelos de fundação encontrados
na literatura, a abordagem de fixação aparente aprimorada por Løken e Kaynia (2019)
resultou na melhor estimativa da primeira frequência natural com um desvio de cerca
de 2,5%. Essa pequena diferença é devida à matriz de rigidez ter sido obtida a partir do

4 Nessa consideração, a massa efetiva do monopile pode ser expressa como a massa física do monopile
somada à massa adicional. Esta última é calculada pela expressão ma = CaApρw; sendo Ca o coeficiente
de massa adicional, Ap a área hidráulica do monopile e ρw a massa específica da água do mar.
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Figura 22 – Modelo 3D do sistema completo.
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Fonte: Modificada de Alkhoury et al. (2021).

mesmo modelo em elementos finitos. O método das molas distribuídas apresentou um
desvio de cerca de 5%.

O estudo apresentado por Sunday e Brennan (2022) considerou diferentes técnicas
de modelagem do solo e estrutura na resposta estrutural de monopiles de turbinas eólicas
offshore considerando as cargas ambientais externas e as cargas da turbina. O modelo
foi baseado na turbina eólica offshore de 5 MW do NREL e foram consideradas três
técnicas de modelagem. Uma destas técnicas de modelagem faz referência às relações das
resistências laterais -deslocamentos, a partir das curvas p-y dados pelo API. A abordagem de
modelagem das molas de solo JeanJean5 assume que o perfil de resistência ao cisalhamento
aumenta quase linearmente com a profundidade. O método é mais adequado para análise
dinâmica de estruturas, sujeitas a cargas cíclicas que podem levar a danos por fadiga.
As curvas de acordo com a abordagem JeanJean são mais rígidas do que as curvas API.
Por fim, a abordagem de modelagem em elementos finitos foi realizada usando software
Ansys Workbench - Static Structural. Ao comparar a resposta estrutural, a modelagem
3D de elementos finitos com massa de solo resulta em uma frequência natural e resposta
harmônica melhorada6. Também, foi observado um deslocamento reduzido no modelo de
elementos finitos 3D que resultará em uma melhoria correspondente na vida útil de projeto
operacional da estrutura.

5 O método trata de uma reavaliação das curvas p-y para argilas moles, desenvolvida considerando que
as curvas recomendadas em API subestimavam a resistência lateral do solo em condutores de óleo
offshore.

6 Análises de resposta harmônica são conduzidas com o objetivo de fornecer informações sobre a influência
das técnicas de modelagem na resposta estrutural quando no domínio da frequência, considerando as
cargas aplicadas e as condições operacionais (Sunday e Brennan (2022)).
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3 Modelos de ordem reduzida (MOR)

As metodologias adotadas nos trabalhos citados no Capítulo 2 para considerar a
influência da ISE na frequência natural são baseadas em modelos de um único grau de
liberdade. Portanto, esses métodos permitem apenas a estimativa de uma única frequência
natural, sem trazer qualquer informação sobre a forma (modo) de vibrar. Os MORs
apresentados neste capítulo permitem a obtenção de diferentes frequências naturais e
a representação dos modos de vibração, parâmetros importantes para a compreensão
do comportamento dinâmico de turbinas eólicas. Para a determinação das frequências
naturais, essas metodologias requerem poucos parâmetros de entrada, os quais incluem
dados limitados sobre a turbina eólica, dimensões da torre, dimensões do monopile e
parâmetros de rigidez da fundação.

A Figura 23 esboça os elementos básicos de uma turbina eólica offshore são o
rotor, a nacele, a torre, a peça de transição e a fundação. A estrutura de suporte é toda
a estrutura portando o conjunto rotor-nacele que incluem a torre, a subestrutura e a
fundação. A fundação é definida como a parte da estrutura de suporte embutida no
solo. A fundação é considerada aqui do tipo monopile. A torre é tipicamente uma coluna
tubular cônica. A torre é normalmente conectada ao monopile por meio de uma peça
de transição. O monopile acima do leito marinho e a peça de transição soldados juntos
constituem um único elemento, denominado subestrutura. O diâmetro e a espessura da
subestrutura são considerados como tendo os mesmos valores que aqueles do monopile
em que a subestrutura é fundada. Consequentemente, a rigidez à flexão da subestrutura
é a mesma do monopile. Na derivação dos MORs, a torre é considerada como uma viga
cônica de Bernoulli-Euler1, com uma massa concentrada no topo representando o conjunto
rotor-nacele. Em sua dissertação de mestrado, Beraldo (2019) verificou que considerar a
massa do conjunto rotor-nacele na extremidade livre como pontual ou como momento de
inércia à rotação pouco interfere na frequência natural da estrutura.

A ISE é considerada neste trabalho de duas formas diferentes, de acordo com cada
metodologia. A primeira metodologia, aqui denominada “molas acopladas” desenvolve
um MOR levando em conta a ISE por meio de uma matriz de rigidez, caracterizada
por rigidez lateral KL, rigidez rotacional KR e rigidez de acoplamento cruzado KLR. O
método de molas acopladas modela a flexibilidade da fundação como um conjunto de molas
posicionado no leito marinho (ver Figura 23b). Por sua vez, a segunda metodologia leva
em consideração a ISE utilizando molas representativas da rigidez do solo distribuídas ao
longo do monopile (ver Figura 23c). Os valores da rigidez são obtidos com base no método

1 As hipóteses dessa teoria estrutural estão melhor definidas no desenvolvimento da formulação.
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Figura 23 – Modelos físicos da turbina eólica offshore com interação solo-estrutura: (a)
principais componentes; (b) ISE com molas acopladas; e (c) ISE com molas
distribuídas.
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Fonte: Adaptado e modificado de Arany et al. (2016).

de molas de solo não lineares2 descritas pelas curvas p-y, t-z e Q-z. As resistências laterais
do solo contra os movimentos da fundação são representadas pelas molas distribuídas na
direção perpendicular e paralela ao plano do rotor (as molas p-y) e as molas verticais
presas ao monopile são aplicadas para simular a resistência axial na interface solo-monopile
(molas t-z) e a resistência de ponta do monopile (mola Q-z). As propriedades das molas
do solo são descritas pelas curvas p-y, t-z e Q-z conforme recomendado pelas normas API
(API (2002)) e DNV-OS-J101 (DNV (2002)).

A nomenclatura utilizada nas formulações considera M como sendo a massa do
RNA, ρ como a massa específica do material dos elementos da estrutura de suporte, E
o módulo de Young, a área da seção transversal A e o momento de inércia I. A área da
seção transversal e o momento de inércia são considerados constantes para a subestrutura
e monopile e variáveis com a coordenada axial z para a torre cônica. Todos os parâmetros
empregados nos modelos matemáticos e os respectivos símbolos são apresentados na Lista
de Símbolos. Ao longo do texto, os subscritos ( )0, ( )1 e ( )2 indicam quantidades associadas
ao monopile, à subestrutura e à torre, respectivamente.

As equações de movimento são obtidas usando o Princípio Estendido de Hamilton,

2 Embora essas curvas forneçam valores não lineares de rigidez, os modelos desta tese são lineares.
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descrito a seguir: ∫ t2

t1
(δK − δU + δW nc)dt = 0 (3.1)

onde δK é a variação de energia cinética, δU é a variação de energia potencial e δW nc é o
trabalho virtual das forças generalizadas não conservativas, aqui assumido como nulo, uma
vez que o foco é no cálculo das frequências naturais do modelo e, portanto, no problema
de vibrações livres. Nesta equação t1 e t2 são instantes de tempo comumente adotados no
problema variacional de extremos fixos.

Deste ponto em diante, os símbolos ( )′ e ˙( ) são usados para denotar, respectiva-
mente, a diferenciação em relação à coordenada axial z e ao tempo t. O subscrito ( )(z̄)

refere-se a uma quantidade avaliada na posição z = z̄. Os deslocamentos da linha central
da viga nas direções transversal e axial são u = u(z, t) e w = w(z, t), respectivamente.

Inicia-se, agora, a formulação das equações de movimento do conjunto. A energia
cinética K é dada pela Equação 3.2.

K = 1
2M(u̇2

(L) + ẇ2
(L)) + 1

2

∫ L

0
ρA(u̇2 + ẇ2)dz (3.2)

Note que o primeiro termo da Equação 3.2 corresponde à energia cinética da massa
posicionada no topo e representativa da nacele, do rotor e das pás (RNA). Já a segunda
parcela da mesma equação descreve a energia cinética da torre. A primeira variação da
energia cinética é dada pela Equação 3.3.

δK = M
(
u̇(L)δu̇(L) + ẇ(L)δẇ(L)

)
+
∫ L

0
ρA (u̇δu̇+ ẇδẇ) dz (3.3)

A Equação 3.4 apresenta a primeira variação da energia potencial gravitacional.

δUg = Mgδw(L) +
∫ L

0
ρAgδwdz (3.4)

Considerando o comportamento elástico-linear dos materiais da turbina, as expres-
sões para a energia potencial de deformação U s e sua primeira variação δU s são:

U s =
∫∫∫

V

1
2σεdV =

∫∫∫
V

1
2Eε

2dV (3.5)

δU s =
∫∫∫

V
EεδεdV (3.6)

A hipótese cinemática do modelo de viga de Bernoulli-Euler consiste em supor que
os movimentos da seção transversal possíveis devem ser tais que elas permanecem planas,
indeformadas e ortogonais ao eixo longitudinal z da viga. Devido à grande proporção
da torre, a hipótese cinemática do modelo de viga de Bernoulli-Euler é aqui adotada



70 Capítulo 3. Modelos de ordem reduzida (MOR)

juntamente com a medida de deformação, conforme Mazzilli et al. (2008), Franzini e
Mazzilli (2016) e Beraldo e Franzini (2020). Usando a representação esquemática da Figura
24 e assumindo pequenas rotações ϕ, os deslocamentos longitudinais e transversais de
um certo ponto P pertencente à seção transversal são dados pelas Equações 3.7 e 3.8. A
rotação das seções transversais ϕ é escrita na forma da Equação 3.9.

Figura 24 – Modelo de viga Bernoulli-Euler.

Fonte: Modificada de Ferreira et al. (2022).

wP = w − x sinϕ ≈ w − xu′ (3.7)
uP = u+ x(cosϕ− 1) ≈ u (3.8)

ϕ = arctan
(

u′

1 + w′

)
≈ u′ (3.9)

onde x é a distância entre o ponto P e o centroide da seção transversal.

Assumindo a teoria de pequenas deformações (condizente com a hipótese do
comportamento reológico do material da torre já adotada), as deformações quadráticas e
infinitesimais são muito próximas. O termo da deformação quadrática permite incluir o
efeito de rigidez geométrica no modelo. A deformação axial em um ponto genérico P é
dada por:

εP = 1
2(u′

P )2 + w′
P + 1

2(w′
P )2 ≈ w′ + 1

2(u′)2 − xu′′ (3.10)

Ao substituir a Equação 3.10 na Equação 3.6 e integrando ao longo da seção
transversal, obtém-se:
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δU s =
∫ L

0

(
EA

(
w′ + 1

2(u′)2
)

(δw′ + u′δu′) + EIu′′δu′′
)
dz (3.11)

A integração por partes da Equação 3.11 leva à Equação 3.12.

δU s =
[
EA

(
w′ + 1

2(u′)2
)
δw
]L

0
+
[
EAu′

(
w′ + 1

2(u′)2
)
δu
]L

0

+ [(EIu′′) δu′]L0 −
[
(EIu′′)′

δu
]L

0
−
∫ L

0

(
EA

(
w′ + 1

2(u′)2
))′

δwdz

−
∫ L

0

[(
EAu′

(
w′ + 1

2(u′)2
))′

δu− (EIu′′)′′
δu

]
dz (3.12)

Parte dos termos necessários para a aplicação do Princípio de Hamilton foram
obtidos. O termo referente a contribuição da ISE é apresentado nas seções a seguir, de
acordo com a forma como a ISE é abordada no modelo. A Seção 3.1 apresenta o MOR
com a ISE representada por molas acopladas. A Seção 3.2 apresenta o MOR com a ISE
considerando molas representativas da rigidez do solo distribuídas ao longo do monopile.

3.1 MOR com ISE considerando molas acopladas

Esta seção apresenta os modelos de ordem reduzida considerando diferentes con-
dições de contorno. Inicialmente, na subseção 3.1.1, são consideradas as turbinas eólicas
offshore de base fixa. Na subseção 3.1.2, a influência da interação solo-estrutura é abordada
por meio de molas acopladas. Os MORs desenvolvidos nesta seção são analisados no
Capítulo 4 para diferentes turbinas eólicas.

3.1.1 Condição de contorno de base fixa

O modelo composto por torre e subestrutura é inicialmente considerado com
uma base fixa (estrutura engastada no topo do leito marinho), conforme Figura 25. A
subestrutura é assumida como prismática de área de seção transversal e momento de
inércia, A1 e I1 respectivamente. Para a torre cônica, essas quantidades são A2 = A2(z) e
I2 = I2(z).

Nesse caso, as condições de contorno essenciais são u(0) = w(0) = u′
(0) = 0. Em

termos de deslocamentos virtuais, temos δu(0) = δw(0) = 0 e δu′
(0) = 0. Usando essas

condições de contorno e considerando as Equações 3.3, 3.4 e 3.12 no Princípio Estendido
de Hamilton (Equação 3.1), as equações de movimento são obtidas. Por uma questão
de simplicidade, a função delta de Dirac δ̂ é adotada de acordo com a nomenclatura
δ̂(L) = δ̂(z − L). Assim, os termos em δw fornecem a equação do movimento na direção
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Figura 25 – Modelo de turbina eólica offshore - Caso com base fixa.
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Fonte: Extraída de Ferreira et al. (2022).

axial dada pela Equação 3.13.

(ρA+Mδ̂(L))ẅ −
(
EA

(
w′ + 1

2(u′)2
))′

+ (ρA+Mδ̂(L))g = 0 (3.13)

A equação do movimento para a direção transversal, na forma funcional (ou seja,
para qualquer δu), pode ser expressa pela Equação 3.14.

∫ L

0

[
(ρA+Mδ̂(L))ü+ (EIu′′)′′ −

(
EAu′

(
w′ + 1

2(u′)2
))′]

δudz = 0 (3.14)

Os termos de contorno apresentados no princípio de Hamilton fornecem as três
condições de contorno naturais. Após alguma manipulação algébrica, essas condições de
contorno são escritas como:

EA(L)

(
w′

(L) + 1
2(u′

(L))2
)

= 0 (3.15)

u′′
(L) = 0 (3.16)
u′′′

2(L) = 0 (3.17)

A Equação 3.15 representa a força normal em z = L, enquanto que as Equações 3.16 e
3.17 representam o momento fletor e a força de cisalhamento nulos no topo da estrutura,
respectivamente.

A dinâmica axial é desprezível para o problema, de forma que os deslocamentos
axiais são dados em função dos deslocamentos transversais considerando relações de
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geometria e extensibilidade da viga. Nesse cenário, emprega-se a condensação estática,
que permite abordar os efeitos da extensibilidade axial e das cargas sobre a dinâmica
linear transversal. Desta forma, a condensação estática é aqui considerada para resolver
o problema dinâmico na direção transversal em função do deslocamento axial, obtido
desprezando a sua dinâmica. Usando essa abordagem, a equação na direção axial (Equação
3.13) se torna:

−
(
EA

(
w′ + 1

2(u′)2
))′

+ (ρA+Mδ̂(L))g = 0 (3.18)

Após a integração em z, avaliando no ponto particular z = L e aplicando a primeira
condição de contorno (Equação 3.15), obtém-se:

(
EA

(
w′ + 1

2(u′)2
))

=
∫ z

0
(ρA+Mδ̂(L))gdz − Pe (3.19)

onde Pe =
∫ L

0 ρAgdz +Mg é o peso total da estrutura.

Após algum trabalho algébrico, a forma funcional da equação transversal do
movimento se torna:

∫ L

0

(
(ρA+Mδ̂(L))ü+ (EIu′′)′′

)
δudz

−
∫ L

0

((
u′(ρA+Mδ̂(L))g + u′′

(∫ z

0
(ρA+Mδ̂(L))gdz − Pe

)))
δudz = 0 (3.20)

O MOR é obtido usando o método de Galerkin3, assumindo que a resposta da
estrutura pode ser escrita como:

u(z, t) = q(t)ψ(z) (3.21)
δu = ψ(z) (3.22)

onde ψ(z) é a função de forma ou função de projeção a ser escolhida e que deve atender às
condições de contorno essenciais do problema.

O método de Galerkin é aplicado ao funcional da Equação 3.20. A função de forma
para o problema em que a estrutura de suporte é composta pela torre e pela subestrutura
com base fixa é obtida de acordo com as condições de contorno e também com as condições
de compatibilidade no ponto de conexão. Neste cenário e usando os subscritos para indicar
a subestrutura e a torre, as condições de contorno são u1(0) = 0, u′

1(0) = 0, u′′
2(L) = 0 e

u′′′
2(L) = 0.

Por outro lado, as condições de compatibilidade no ponto de conexão relacionadas
à deflexão, inclinação, momento fletor e força de cisalhamento são dadas, respectivamente,
3 O método de Galerkin minimiza o erro entre a aproximação feita e a solução real. Essa minimização é

conseguida fazendo com que o erro seja ortogonal ao espaço de projeção adotado.
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por:

u1(L1) = u2(L1) (3.23)
u′

1(L1) = u′
2(L1) (3.24)

E1I1(L1)u
′′
1(L1) = E2I2(L1)u

′′
2(L1) (3.25)

(E1I1(L1)u
′′
1(L1))′ = (E2I2(L1)u

′′
2(L1))′ (3.26)

A forma modal geral da solução para uma viga com uma força axial é aqui
assumida como uma combinação linear de funções trigonométricas e hiperbólicas. Observe
que essa suposição é exata na vibração de vigas prismáticas sem efeitos de forças axiais
(Blevins (1979)). A forma modal é assumida como ψ1(z) = A1 sin(λ1z) + A2 cos(λ1z) +
A3 sinh(λ1z) + A4 cosh(λ1z) para 0 ≤ z ≤ L1 e ψ2(z) = A5 sin(λ2z) + A6 cos(λ2z) +
A7 sinh(λ2z) + A8 cosh(λ2z) para L1 ≤ z ≤ L, λ1 e λ2 sendo os números de onda da
subestrutura e da torre, respectivamente.

Agora, considere as expressões para ψ1(z) e ψ2(z) nas oito condições de contorno. As
oito equações obtidas das condições de contorno são reduzidas a seis equações e, portanto,
uma matriz de coeficientes da ordem de 6 × 6 é obtida. Isso ocorre porque ao aplicar as
condições de contorno u1(0) = 0 e u′

1(0) = 0 temos A2 = −A4 e A1 = −A3, respectivamente.
O sistema de equações resultante em forma matricial é dado por:

B · a = 04 (3.27)

onde aT = [A1 A2 A5 A6 A7 A8].

Os termos não nulos da matriz B para condições de contorno de base fixa são
dados na Tabela 1, sendo λa = (λ2/λ1) e Ia = (E2I2/E1I1). Uma vez que são buscadas5

soluções não triviais da Equação 3.27, a condição detB = 0 deve ser imposta.

Observe que os termos da matriz B são funções do número de onda da seção
correspondente à subestrutura, que serve de base para o cálculo do número de onda da
seção correspondente à torre pela Equação 3.28.

λ2 = λ1

(
E1I1

m1

(
1

L− L1

∫ L

L1

m2

E2I2
dz

))1/4

(3.28)

A Equação 3.28 é obtida a partir de uma extensão da relação de dispersão6 para
uma viga prismática, mω2 = EIλ4 (Blevins (1979)), onde m é a massa por unidade de
comprimento (m = ρA) e ω é uma frequência natural. A ideia é que um modo de vibração
seja caracterizado por uma única frequência natural. Portanto, adota-se uma condição
de compatibilidade na qual a frequência natural obtida pela relação de dispersão seja
4 O ponto representa o produto da matriz B com o vetor coluna a.
5 Isso garante a existência de respostas oscilatórias.
6 A relação de dispersão associa as frequências modais aos correspondentes números de onda.
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Tabela 1 – Coeficientes não nulos de B para turbina eólica offshore de base fixa.

Termo Expressão
b13 − sin(λ2L)
b14 − cos(λ2L)
b15 sinh(λ2L)
b16 cosh(λ2L)
b23 − cos(λ2L)
b24 sin(λ2L)
b25 cosh(λ2L)
b26 sinh(λ2L)
b31 sin(λ1L1) − sinh(λ1L1)
b32 cos(λ1L1) − cosh(λ1L1)
b33 − sin(λ2L1)
b34 − cos(λ2L1)
b35 − sinh(λ2L1)
b36 − cosh(λ2L1)
b41 cos(λ1L1) − cosh(λ1L1)
b42 − sin(λ1L1) − sinh(λ1L1)
b43 −λa cos(λ2L1)
b44 λa sin(λ2L1)
b45 −λa cosh(λ2L1)
b46 −λa sinh(λ2L1)
b51 − sin(λ1L1) − sinh(λ1L1)
b52 − cos(λ1L1) − cosh(λ1L1)
b53 (λa)2Ia(L1) sin(λ2L1)
b54 (λa)2Ia(L1) cos(λ2L1)
b55 −(λa)2Ia(L1) sinh(λ2L1)
b56 −(λa)2Ia(L1) cosh(λ2L1)
b61 E1I

′
1(L1)λ

2
1(− sin(λ1L1) − sinh(λ1L1)) + E1I1(L1)λ

3
1(− cos(λ1L1) − cosh(λ1L1))

b62 E1I
′
1(L1)λ

2
1(− cos(λ1L1) − cosh(λ1L1)) + E1I1(L1)λ

3
1(sin(λ1L1) − sinh(λ1L1))

b63 E2I
′
2(L1)λ

2
2 sin(λ2L1) + E2I2(L1)λ

3
2 cos(λ2L1)

b64 E2I
′
2(L1)λ

2
2 cos(λ2L1) − E2I2(L1)λ

3
2 sin(λ2L1)

b65 −E2I
′
2(L1)λ

2
2 sinh(λ2L1) − E2I2(L1)λ

3
2 cosh(λ2L1)

b66 −E2I
′
2(L1)λ

2
2 cosh(λ2L1) − E2I2(L1)λ

3
2 sinh(λ2L1)

Fonte: Extraída de Ferreira et al. (2022).

a mesma para os dois segmentos de toda a estrutura. Para a subestrutura, E1I1 e m1

são constantes. Enquanto que para a torre, o valor médio da expressão para a relação de
dispersão é utilizado, resultando na integral dada pela Equação 3.28.

3.1.2 Condição de contorno de base elástica

Esta subseção trata do problema da subestrutura e da torre montada em um
conjunto de molas que representa a ISE. O problema investigado é esboçado na Figura 26.

A contribuição da ISE é dada pela energia potencial das molas (UK) e sua variação
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Figura 26 – Modelo de turbina eólica offshore - Caso com base elástica.
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Fonte: Extraída de Ferreira et al. (2022).

(δUK), apresentadas pelas Equações 3.29 e 3.30, respectivamente.

UK = 1
2u

2
(0)KL + u(0)u

′
(0)KLR + 1

2(u′
(0))2KR (3.29)

δUK = u(0)KLδu(0) + u(0)KLRδu
′
(0) + u′

(0)KLRδu0 + u′
(0)KRδu

′
(0) (3.30)

Para este caso, a condição de contorno essencial é w(0) = 0 e, consequentemente,
δw(0) = 0. Como no caso de uma turbina eólica offshore de base fixa, a condição de
contorno essencial é aplicada na expressão da variação da energia potencial de deformação
(Equação 3.12), e então substituída no Princípio de Hamilton (Equação 3.1), juntamente
com as expressões das variações da energia cinética (Equação 3.3) e energia potencial
gravitacional (Equação 3.4). Para o caso de uma turbina eólica offshore considerando a
ISE, a variação da energia potencial das molas (Equação 3.30) também é incluída. Agora,
consideramos as propriedades da função delta de Dirac e usamos a condensação estática.
Após algum trabalho algébrico, o funcional para as vibrações transversais é dado pela
Equação 3.31, enquanto que as condições de contorno resultantes são dadas pelas Equações
3.32 a 3.35.∫ L

0

(
(ρA+Mδ̂(L))ü+ (EIu′′)′′

)
δudz

−
∫ L

0

((
u′(ρA+Mδ̂(L))g + u′′

(∫ z

0
(ρA+Mδ̂(L))gdz − Pe

)))
δudz = 0 (3.31)
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u′
1(0)Pe + (E1I1(0)u

′′
1(0))′ = −KLu1(0) −KLRu

′
1(0) (3.32)

E1I1(0)u
′′
1(0) = KLRu1(0) +KRu

′
1(0) (3.33)

u′′
2(L) = 0 (3.34)
u′′′

2(L) = 0 (3.35)

As quatro condições de contorno naturais são apresentadas para uma viga em
balanço com suporte elástico. As Equações 3.32 e 3.33 estão relacionadas, respectivamente,
à força de cisalhamento e ao momento fletor na base; enquanto que as Equações 3.34 e
3.35 apresentam as condições de contorno naturais nas quais o momento fletor e a força
de cisalhamento no topo da estrutura são nulos.

Conforme apresentado na subseção anterior, a função de forma é obtida para cada
seção da estrutura de acordo com as condições de contorno e condições de compatibilidade
na ligação torre-subestrutura. Para o modelo matemático considerando a ISE, as condições
de contorno para o problema transversal foram apresentadas nas Equações 3.32 a 3.35. As
condições de compatibilidade no ponto de conexão foram apresentadas nas Equações 3.23
a 3.26.

Substituindo a forma modal geral da solução de uma viga com uma força axial
nas condições de contorno, oito equações são obtidas, escritas na forma matricial como
C · a = 07, com aT =

[
A1 A2 A3 A4 A5 A6 A7 A8

]
. Os termos não nulos de C

são apresentados na Tabela 2, sendo λa = (λ2/λ1) e Ia = (E2I2/E1I1).

A análise modal é realizada impondo detC = 0. Os valores de λ1 podem ser obtidos
numericamente e os valores de λ2 são obtidos pela Equação 3.28, como visto na subseção
3.1.1. O fluxograma apresentado na Figura 27 resume as etapas desenvolvidas no software
Mathematica® para a análise considerando base fixa e base elástica.

3.2 MOR com ISE considerando molas representativas da rigidez
do solo distribuídas ao longo do monopile
O modelo de ordem reduzida apresentado nesta seção é para o caso em que a

interação solo-estrutura é considerada por meio de molas representativas da rigidez do solo
distribuídas ao longo do monopile. Como apresentado na Figura 28, o modelo é composto
por torre, subestrutura e monopile. Assim como nos MORs apresentados na Seção 3.1,
a subestrutura é assumida como prismática de área de seção transversal e momento de
inércia, A1 e I1 respectivamente. Para a torre cônica, essas quantidades são A2 = A2(z)
e I2 = I2(z). Este modelo acrescenta o monopile, também assumido como prismático de
7 O ponto representa o produto da matriz C com o vetor coluna a.
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Tabela 2 – Coeficientes não nulos de C para turbina eólica offshore de base elástica.

Termo Expressão
c11 Peλ1 − EI1(0)λ

3
1 +KLRλ1

c12 −EI ′
1(0)λ

2
1 +KL

c13 Peλ1 + EI1(0)λ
3
1 +KLRλ1

c14 EI ′
1(0)λ

2
1 +KL

c21 KRλ1
c22 EI1(0)λ

2
1 +KLR

c23 KRλ1
c24 −EI1(0)λ

2
1 +KLR

c35 − sin(λ2L)
c36 − cos(λ2L)
c37 sinh(λ2L)
c38 cosh(λ2L)
c45 − cos(λ2L)
c46 sin(λ2L)
c47 cosh(λ2L)
c48 sinh(λ2L)
c51 sin(λ1L1)
c52 cos(λ1L1)
c53 sinh(λ1L1)
c54 cosh(λ1L1)
c55 − sin(λ2L1)
c56 − cos(λ2L1)
c57 − sinh(λ2L1)
c58 − cosh(λ2L1)
c61 cos(λ1L1)
c62 − sin(λ1L1)
c63 cosh(λ1L1)
c64 sinh(λ1L1)
c65 −λa cos(λ2L1)
c66 λa sin(λ2L1)
c67 −λa cosh(λ2L1)
c68 −λa sinh(λ2L1)
c71 − sin(λ1L1)
c72 − cos(λ1L1)
c73 sinh(λ1L1)
c74 cosh(λ1L1)
c75 (λa)2Ia(L1) sin(λ2L1)
c76 (λa)2(Ia)Ia(L1) cos(λ2L1)
c77 −(λa)2Ia(L1) sinh(λ2L1)
c78 −(λa)2Ia(L1) cosh(λ2L1)
c81 −E1I

′
1(L1)λ

2
1 sin(λ1L1) − E1I1(L1)λ

3
1 cos(λ1L1)

c82 −E1I
′
1(L1)λ

2
1 cos(λ1L1) + E1I1(L1)λ

3
1 sin(λ1L1)

c83 E1I
′
1(L1)λ

2
1 sinh(λ1L1) + E1I1(L1)λ

3
1 cosh(λ1L1)

c84 E1I
′
1(L1)λ

2
1 cosh(λ1L1) + E1I1(L1)λ

3
1 sinh(λ1L1)

c85 E2I
′
2(L1)λ

2
2 sin(λ2L1) + E2I2(L1)λ

3
2 cos(λ2L1)

c86 E2I
′
2(L1)λ

2
2 cos(λ2L1) − E2I2(L1)λ

3
2 sin(λ2L1)

c87 −E2I
′
2(L1)λ

2
2 sinh(λ2L1) − E2I2(L1)λ

3
2 cosh(λ2L1)

c88 −E2I
′
2(L1)λ

2
2 cosh(λ2L1) − E2I2(L1)λ

3
2 sinh(λ2L1)

Fonte: Extraída de Ferreira et al. (2022).
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Figura 27 – Etapas no Mathematica® - Caso com base fixa e base elástica.

Fonte: Elaborada pela autora.

área de seção transversal e momento de inércia, respectivamente, A0 e I0. Vale observar
que, para o problema considerando a estrutura de suporte composta por três trechos, o
ponto de conexão entre os trechos do monopile e subestrutura é z = L0, enquanto que o
ponto de conexão entre os trechos da subestrutura e torre é z = LSM , onde LSM = L0 +L1

(comprimento total dos trechos do monopile e subestrutura).

O modelo matemático para esta nova condição de ISE considera que as molas repre-
sentativas da rigidez do solo distribuídas ao longo do monopile são incluídas no Princípio
Estendido de Hamilton como reações do solo ao deslocamento estrutural. Matematicamente,
os termos associados ao solo são escritos pelas Equações 3.36 a 3.38.

Fp = −
∫ L0

0
fp(z, u)δudz (3.36)

Ft = −
∫ L0

0
ft(z, w)δwdz (3.37)

FQ = −fQ(w)(0)δw(0) (3.38)

A integração destas parcelas entre os instantes t1 e t2 do problema de extremos
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Figura 28 – Modelo de torre eólica offshore - Caso com molas distribuídas ao longo do
monopile.
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Fonte: Elaborada pela autora.

fixos leva a:

∫ t2

t1
Fpdt = −

∫ t2

t1

∫ L0

0
fp(z, u)δudzdt (3.39)∫ t2

t1
Ftdt = −

∫ t2

t1

∫ L0

0
ft(z, w)δwdzdt (3.40)∫ t2

t1
FQdt = −

∫ t2

t1
fQ(w)(0)δw(0)dt (3.41)

onde fp(z, u) = ukp(z), ft(z, w) = wkt(z) e fQ(w) = wkQ, com kp representando a rigidez
lateral, kt a rigidez axial e kQ a rigidez concentrada na ponta do monopile. Observe que
tanto kp quanto kt variam com a coordenada axial z.

As equações das variações da energia potencial de deformação (Equação 3.12), ener-
gia cinética (Equação 3.3) e energia potencial gravitacional (Equação 3.4) são substituídas
no Princípio Estendido de Hamilton (Equação 3.1). Também, as Equações 3.39 a 3.41 são
inseridas na Equação 3.1. Após algum trabalho algébrico, as equações do movimento para a
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direção axial e transversal correspondentes à seção do monopile são dadas, respectivamente,
por:

ρA0ẅ0 + ρA0g −
(
E0A0

(
w0

′ + 1
2(u0

′)2
))′

+ Ft(z, w) = 0 (3.42)

ρA0ü0 + (E0I0u0
′′)′′ −

(
E0A0u0

′
(
w0

′ + 1
2(u0

′)2
))′

+ Fp(z, u) = 0 (3.43)

Para o trecho correspondente à subestrutura, têm-se as equações do movimento
associadas à direção axial e transversal, respectivamente:

ρA1ẅ1 + ρA1g −
(
E1A1

(
w1

′ + 1
2(u1

′)2
))′

= 0 (3.44)

ρA1ü1 + (E1I1u1
′′)′′ −

(
E1A1u1

′
(
w1

′ + 1
2(u1

′)2
))′

= 0 (3.45)

Por fim, para a seção correspondente à torre, os deslocamentos axial e transversal
são regidos pelas Equações 3.46 e 3.47, respectivamente.

ρA2ẅ2 + ρA2g −
(
E2A2

(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

= 0 (3.46)

ρA2ü2 + (E2I2u2
′′)′′ −

(
E2A2u2

′
(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

= 0 (3.47)

Após algumas manipulações algébricas, as condições de contorno naturais são
escritas como:

E0A0(0)

(
w0

′
(0) +

(u0
′
(0))2

2

)
= FQ(w) (3.48)

E0I0(0)u
′′′
0 (0) = FQ(0)u0

′
(0) (3.49)

u0
′′
(0) = 0 (3.50)

E0A0(L0)

(
w0

′
(L0) +

(u0
′
(L0))2

2

)
= E1A1(L0)

(
w1

′
(L0) +

(u1
′
(L0))2

2

)
(3.51)

(E0I0u
′′
0)′|L0

= (E1I1u
′′
1)′|L0

(3.52)
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E0I0(L0)u
′′
0(L0) = E1I1(L0)u

′′
1(L0) (3.53)

E1A1(LSM )

(
w1

′
(LSM ) +

(u1
′
(LSM ))2

2

)
= E2A2(LSM )

(
w2

′
(LSM ) +

(u2
′
(LSM ))2

2

)
(3.54)

(E1I1u
′′
1)′|LSM

= (E2I2u
′′
2)′|LSM

(3.55)

E1I1(LSM )u
′′
1(LSM ) = E2I2(LSM )u2

′′
(LSM ) (3.56)

E2A2(L)

(
w2

′
(L) +

(u2
′
(L))2

2

)
= −Mẅ2(L) −Mg (3.57)

u2
′
(L)(−Mẅ2(L) −Mg) − (E2I2u

′′
2)′|L +Mü2(L) = 0 (3.58)

u′′
2(L) = 0 (3.59)

Da Equação 3.46, obtém-se:

ẅ2 = −g +

(
E2A2

(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

ρA2
(3.60)

e a condição de contorno 3.57 passa a ser dada por:

E2A2(L)

(
w2

′
(L) +

(u2
′
(L))2

2

)
= −M

(
E2A2

(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

ρA2

∣∣∣∣∣∣∣
L

(3.61)

Além disto, a Equação 3.47 fornece:

ü2 = −(E2I2u2
′′)′′

ρA2
+

(
E2A2u2

′
(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

ρA2
(3.62)

Com isso, a condição de contorno 3.58 é reescrita como:

u2
′
(L)

−M

(
EA2

(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

ρA2

∣∣∣∣∣∣∣
L

− (EI2u
′′
2)′|L −M

(EI2u2
′′)′′

ρA2

∣∣∣∣∣
L

+M

(
EA2u2

′
(
w2

′ + 1
2(u2

′)2
))′

ρA2

∣∣∣∣∣∣∣
L

= 0 (3.63)
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As Equações 3.48, 3.49 e 3.50 representam a força normal, força de cisalhamento e
momento fletor em z = 0, respectivamente. As Equações 3.61, 3.63 e 3.59 representam
a força normal, força de cisalhamento e momento fletor em z = L, respectivamente. No
ponto de conexão entre o monopile e a subestrutura, as Equações 3.51, 3.52 e 3.53 estão
relacionadas com a continuidade da força normal, força de cisalhamento e momento fletor,
respectivamente. Por sua vez, as Equações 3.54, 3.55 e 3.56 estão relacionadas com a
continuidade da força normal, força de cisalhamento e momento fletor, respectivamente; no
ponto de conexão entre a subestrutura e a torre. Por fim, as condições de continuidade de
deflexão e inclinação no ponto de conexão do monopile com a subestrutura são dadas por:

w0(L0) = w1(L0) (3.64)
u0(L0) = u1(L0) (3.65)
u′

0(L0) = u′
1(L0) (3.66)

Da mesma forma, no ponto de conexão da subestrutura com a torre as condições
de continuidade são:

w1(LSM ) = w2(LSM ) (3.67)
u1(LSM ) = u2(LSM ) (3.68)
u′

1(LSM ) = u′
2(LSM ) (3.69)

3.2.1 Análise modal linear

Avaliando as Equações 3.42, 3.44 e 3.46, pode-se perceber que existe uma compo-
nente estática (ou seja, aquela independente do tempo) em w0, w1 e w2. Sejam então os
deslocamentos decompostos em suas parcelas estática e dinâmica, têm-se:

w0 = w0,e(z) + w0,d(z, t) (3.70)
w1 = w1,e(z) + w1,d(z, t) (3.71)
w2 = w2,e(z) + w2,d(z, t) (3.72)

Substituindo as Equações 3.70, 3.71 e 3.72 em 3.42, 3.44 e 3.46, chega-se a:

ρA0ẅ0,d+
(
ρA0g − (E0A0 (w0,e

′))′ + Ft,e(z, w)
)
−
(
E0A0

(
w0,d

′ + 1
2(u0

′)2
))′

+Ft,d(z, w) = 0
(3.73)

ρA1ẅ1,d +
(
ρA1g − (E1A1 (w1,e

′))′)−
(
E1A1

(
w1,d

′ + 1
2(u1

′)2
))′

= 0 (3.74)
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ρA2ẅ2,d +
(
ρA2g − (E2A2 (w2,e

′))′)−
(
E2A2

(
w2,d

′ + 1
2(u2

′)2
))′

= 0 (3.75)

Substituindo as Equações 3.70, 3.71 e 3.72 nas Equações 3.43, 3.45 e 3.47, as
equações para as respostas dinâmicas transversais são obtidas (Equações 3.76, 3.77 e 3.78).

ρA0ü0 + (E0I0u0
′′)′′ −

(
E0A0u0

′
(
w0,d

′ + 1
2(u0

′)2
))′

− (E0A0u0
′ (w0,e

′))′ + Fp(z, u) = 0
(3.76)

ρA1ü1 + (E1I1u1
′′)′′ −

(
E1A1u1

′
(
w1,d

′ + 1
2(u1

′)2
))′

− (E1A1u1
′ (w1,e

′))′ = 0 (3.77)

ρA2ü2 + (E2I2u2
′′)′′ −

(
E2A2u2

′
(
w2,d

′ + 1
2(u2

′)2
))′

− (E2A2u2
′ (w2,e

′))′ = 0 (3.78)

Linearizando as Equações 3.73, 3.74 e 3.75, têm-se as equações lineares de movi-
mento para a direção axial das seções correspondentes ao monopile, subestrutura e torre,
apresentadas nas Equações 3.79, 3.80 e 3.81, respectivamente.

ρA0ẅ0,d − (E0A0 (w0,d
′))′ + Ft,d(z, w) = 0 (3.79)

ρA1ẅ1,d − (E1A1 (w1,d
′))′ = 0 (3.80)

ρA2ẅ2,d − (E2A2 (w2,d
′))′ = 0 (3.81)

Da mesma forma, por meio da linearização das Equações 3.76, 3.77 e 3.78, as
equações lineares do movimento para a direção transversal das seções correspondentes ao
monopile, subestrutura e a torre, são dada pelas Equações 3.82, 3.83 e 3.84, respectivamente.

ρA0ü0 + (E0I0u0
′′)′′ − (E0A0u0

′ (w0,s
′))′ + Fp(z, u) = 0 (3.82)

ρA1ü1 + (E1I1u1
′′)′′ − (E1A1u1

′ (w1,e
′))′ = 0 (3.83)

ρA2ü2 + (E2I2u2
′′)′′ − (E2A2u2

′ (w2,e
′))′ = 0 (3.84)
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A forma funcional (ou seja, para qualquer δu) das equações de movimento para a
direção transversal (Equações 3.82, 3.83 e 3.84) podem ser expressas pelas Equações 3.85,
3.86 e 3.87, respectivamente:

∫ L0

0

[
ρA0ü0 + (E0I0u0

′′)′′ − (E0A0u0
′ (w0,e

′))′ + Fp(z, u)
]
δu0dz = 0 (3.85)

∫ LSM

L0

[
ρA1ü1 + (E1I1u1

′′)′′ − (E1A1u1
′ (w1,e

′))′]
δu1dz = 0 (3.86)

∫ L

LSM

[
ρA2ü2 + (E2I2u2

′′)′′ − (E2A2u2
′ (w2,e

′))′]
δu2dz = 0 (3.87)

As Equações (3.85), (3.86) e (3.87) apresentam uma parcela estática na direção
axial8 nos trechos correspondentes ao monopile, subestrutura e torre; w0,e, w1,e e w2,e,
respectivamente. Para obter a solução estática na direção axial, basta eliminar os termos
com variação temporal das Equações (3.73), (3.74) e (3.75). Com isso, obtêm-se:

ρA0g − (EA0 (w0,e
′))′ + Ft,e(z, w) = 0 (3.88)

ρA1g − (EA1 (w1,e
′))′ = 0 (3.89)

ρA2g − (EA2 (w2,e
′))′ = 0 (3.90)

3.2.2 Solução estática e dinâmica

O método de Galerkin é utilizado assumindo que a resposta da estrutura seja
dada por u(z, t) = q(t)ψ(z), conforme já apresentada na Equação 3.21, na Seção 3.1. ψ(z)
é a função de forma a ser escolhida. Como a estrutura analisada apresenta três seções
(monopile, substrutura e torre), será utilizada uma função de forma para cada seção (ψ0(z),
ψ1(z) e ψ2(z), respectivamente).

Para a análise estática axial, são utilizadas as Equações 3.88, 3.89 e 3.90, referentes
a cada seção da estrutura de suporte e são aplicadas as condições de contorno apresentadas
nas Equações 3.48, 3.51, 3.54 e 3.57. Ainda, são utilizadas as condições de continuidade
nas conexões entre as seções, dadas pelas Equações 3.64 e 3.67. A equação diferencial
8 Essa parcela estática corresponde à rigidez geométrica, associada ao peso estrutural. Tendo em vista

que a carga normal é de compressão, a contribuição da rigidez geométrica é no sentido da diminuição
da rigidez total da estrutura.
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ordinária (EDO) relativa ao equilíbrio estático é resolvida numericamente com o comando
Solve, nativo do Mathematica®.

Já para a análise dinâmica, é utilizado o método de Galerkin aplicado às Equações
3.82, 3.83 e 3.84. As condições de contorno naturais (Equações 3.49, 3.50, 3.52, 3.53, 3.55,
3.56, 3.63 e 3.59) são incluídas no método de Galerkin usando a função delta de Dirac. A
Figura 29 apresenta um fluxograma com o resumo das etapas desenvolvidas no software
Mathematica® para obtenção das frequências naturais e formas modais.

Figura 29 – Etapas no Mathematica®.

Fonte: Elaborada pela autora.

Assim como considerado na Seção 3.1, as funções de projeção para as seções da
subestrutura e torre são dadas pela solução clássica de viga prismática, sendo, respectiva-
mente, ψ1(z) = A5 sin(λ1z)+A6 cos(λ1z)+A7 sinh(λ1z)+A8 cosh(λ1z) para L0 ≤ z ≤ LSM

e ψ2(z) = A9 sin(λ2z) + A10 cos(λ2z) + A11 sinh(λ2z) + A12 cosh(λ2z) para LSM ≤ z ≤ L.
Novamente, λ1 e λ2 são os números de onda da subestrutura e da torre, respectivamente. A
relação entre λ1 e λ2 foi dada pela Equação 3.28, já discutida neste Capítulo. Vale lembrar
que a Equação 3.28 é agora considerada substituindo L1 por LSM .

As estratégias de modelagem para o problema considerando a ISE por meio de
molas representativas da rigidez do solo distribuídas ao longo do monopile serão discutidas
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no Capítulo 5. A escolha da função de projeção a ser utilizada para a seção do monopile
irá depender da estratégia adotada. Para isto, é necessário analisar os modos de vibração
de uma viga prismática sobre uma fundação Winkler.

A equação do movimento transversal de uma viga prismática de massa por unidade
de comprimento m, rigidez à flexão EI que repousa sobre uma fundação elástica de rigidez
constante k é EIu′′′′ +ku+mü = 0. O uso da separação de variáveis com u(z, t) = q(t)ψ(z)
e a reorganização dos termos, leva a Equação 3.91.

EIψ′′′′ + kψ

ψ
= −mq̈

q
= mω2 (3.91)

As formas modais podem ser obtidas resolvendo a equação diferencial:

EIψ′′′′ +
(
k −mω2

)
ψ = 0 (3.92)

Três situações podem ser consideradas. A primeira situação ocorre quando k = mω2,
o que leva apenas a possíveis soluções não triviais para o caso da condição de contorno
livre-livre, resultando nos movimentos translacionais e rotacionais do corpo rígido. No
entanto, a segunda situação ocorre quando k < mω2, levando a um valor negativo de
k − mω2, que pode então ser escrito como mostrado na Equação 3.93. Chega-se, desta
forma, na equação clássica para os modos transversais de uma viga prismática. Assim,
pode-se concluir que a rigidez da fundação contribui para gerar uma viga prismática
equivalente, com λ4 = (mω2 −k)/EI no lugar da usual relação de dispersão λ4 = mω2/EI

observada na ausência de molas laterais.

ψ′′′′ − λ4ψ = 0 (3.93)

A terceira situação considera k > mω2, o que leva a valores positivos de k −mω2.
Assim, a equação para a forma modal é dada por:

ψ′′′′ + λ4ψ = 0 (3.94)

com
λ4 = k −mω2

EI
⇒ mω2 = k − EIλ4 (3.95)

Pode-se verificar que a relação k > mω2 não é válida depois de um certo valor de
número de onda λ. Tal fato estabelece um limite superior para os valores de λ. Assim,
apenas uma quantidade limitada de modos obedece a esta terceira situação. Supondo uma
solução da forma eσz, tem-se a Equação 3.96.

σ4 + λ4 = 0 ⇒ σ4 = −λ4 = −
(
k −mω2

EI

)
(3.96)

Lembrando que eiπ + 1 = 0, com i sendo a constante imaginária, então:
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σ4 =
(
k −mω2

EI

)
eiπ ⇒ σ = 4

√√√√(k −mω2

EI

)
ei(π

4 + nπ
2 ) = λei(π

4 + nπ
2 ) (3.97)

com n sendo um inteiro de 0 a 3 e assumindo sem perda que λ é a raiz positiva e real
de λ4 = (k −mω2)/EI. Isso leva a quatro diferentes valores possíveis de σ, que resultam
em quatro funções linearmente independentes. A solução geral pode então ser escrita em
termos de quatro constantes como:

ψ = A1e
λ

(
1√
2

+ i√
2

)
z + A2e

λ

(
− 1√

2
+ i√

2

)
z + A3e

λ

(
− 1√

2
− i√

2

)
z + A4e

λ

(
1√
2

− i√
2

)
z

= A1e
λz√

2

(
cos

(
λz√

2

)
+ i sin

(
λz√

2

))
+ A2e

−λz√
2

(
cos

(
λz√

2

)
+ i sin

(
λz√

2

))

+ A3e
−λz√

2

(
cos

(
λz√

2

)
− i sin

(
λz√

2

))
+ A4e

λz√
2

(
cos

(
λz√

2

)
− i sin

(
λz√

2

))
(3.98)

As funções obtidas são complexas, então Ai são números complexos em geral. A
equação pode ser reescrita da seguinte forma:

ψ = (A1 + A4) e
λz√

2 cos
(
λz√

2

)
+ (A1 − A4) ie

λz√
2 sin

(
λz√

2

)

+ (A2 + A3) e
−λz√

2 cos
(
λz√

2

)
+ (A2 − A3) ie

−λz√
2 sin

(
λz√

2

)
(3.99)

Como a função resultante deve estar contida nos números reais, fica claro que A1 e
A4 devem ser complexos conjugados, assim como A2 e A3. Isso permite colocar a solução
em termos de quatro constantes reais B1, B2, B3 e B4.

ψ = B1e
λz√

2 cos
(
λz√

2

)
+B2e

λz√
2 sin

(
λz√

2

)
+B3e

−λz√
2 cos

(
λz√

2

)
+B4e

−λz√
2 sin

(
λz√

2

)
(3.100)

Quatro novas constantes reais podem ser definidas como:

2B1 = C1 + C2 (3.101)
2B2 = C1 − C2 (3.102)
2B3 = C3 + C4 (3.103)
2B4 = C3 − C4 (3.104)

É possível escrever a equação da forma modal como dada pela Equação 3.105.

ψ = 1
2 (C1 + C2) e

λz√
2 cos

(
λz√

2

)
+ 1

2 (C1 − C2) e
λz√

2 sin
(
λz√

2

)

+1
2 (C3 + C4) e

−λz√
2 cos

(
λz√

2

)
+ 1

2 (C3 − C4) e
−λz√

2 sin
(
λz√

2

)
(3.105)
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que, por sua vez, pode ser reescrita como (Equação 3.106):

ψ = 1
2C1

(
e

λz√
2 + e

−λz√
2

)
cos

(
λz√

2

)
+ 1

2C2

(
e

λz√
2 − e

−λz√
2

)
cos

(
λz√

2

)

+1
2C3

(
e

λz√
2 + e

−λz√
2

)
sin

(
λz√

2

)
+ 1

2C4

(
e

λz√
2 − e

−λz√
2

)
sin

(
λz√

2

)
(3.106)

Finalmente, usando a definição de funções trigonométricas hiperbólicas, a expressão
final para as formas modais é dada pela Equação 3.107. As constantes C1, C2, C3 e C4,
são determinadas a partir das condições de contorno e solicitando que existam soluções
não triviais, como de costume.

ψ = C1 cosh
(
λz√

2

)
cos

(
λz√

2

)
+ C2 sinh

(
λz√

2

)
cos

(
λz√

2

)

+C3 cosh
(
λz√

2

)
sin

(
λz√

2

)
+ C4 sinh

(
λz√

2

)
sin

(
λz√

2

)
(3.107)

Relacionando as situações apresentadas para a obtenção dos modos de vibração
de uma viga prismática sobre uma fundação Winkler com o problema investigado que
considera a ISE com molas distribuídas, são selecionados dois casos, Caso I e Caso II, que
serão analisados nas estratégias de modelagem no Capítulo 5.

O Caso I considera m0ω
2 = E0I0λ

4
0 + kp. Assim sendo, utiliza-se a solução de viga

prismática para a seção do monopile, dada por:

ψ0(z) = A1 sin(λ0z) + A2 cos(λ0z) + A3 sinh(λ0z) + A4 cosh(λ0z) (3.108)

onde λ0 é o número de onda do monopile e a relação entre λ0 e λ1 pode ser obtida pela
Equação 3.109, sendo E0I0 and m0 constantes (seção do monopile).

λ1 =
((

E0I0λ
4
0 + kp

m0

)(
m1

E1I1

))1/4

(3.109)

:

O Caso II considera m0ω
2 = kp −E0I0λ

4
0 e, assim, tem-se como função de projeção

para a seção do monopile a Equação 3.110.

ψ0(z) = A1 cosh
(
λ0z√

2

)
cos

(
λ0z√

2

)
+ A2 cosh

(
λ0z√

2

)
sin

(
λ0z√

2

)
+

A3 sinh
(
λ0z√

2

)
cos

(
λ0z√

2

)
+ A4 sinh

(
λ0z√

2

)
sin

(
λ0z√

2

)
(3.110)

Para o Caso II, tem-se a seguinte relação entre λ0 e λ1:

λ1 =
((

kp − E0I0λ
4
0

m0

)(
m1

EI1

))1/4

(3.111)





91

4 MOR com molas acopladas - aplicação para
turbinas eólicas instaladas

Este capítulo apresenta os resultados obtidos utilizando o MOR desenvolvido na
Seção 3.1 do Capítulo 3 e que considera um método simplificado para obter as frequências
naturais de turbinas eólicas offshore suportadas por monopile onde a fundação é modelada
usando um conjunto de três molas caracterizadas por rigidez lateral KL, rigidez rotacional
KR e rigidez de acoplamento cruzado KLR. Os resultados são comparados com dados
disponíveis na literatura para turbinas eólicas em escala real, bem como com as previsões
de outros autores. Ainda, são realizadas análises com o MOR considerando a condição
de base fixa (como uma estrutura rigidamente fixada ao solo), a fim de demonstrar a
importância da ISE na determinação da frequência natural da estrutura. Este capítulo
traz, em sua grande parte, os resultados publicados no periódico Marine Systems & Ocean
Technology (ver Ferreira et al. (2022)). Além desses resultados, também são apresentados
outras análises não publicadas.

Devido à necessidade de diversas manipulações simbólicas, a obtenção das frequên-
cias naturais a partir dos MORs desenvolvidos é feita por meio do software Mathematica®.
O método de Galerkin foi utilizado no funcional para o movimento transversal, conforme
visto na Seção 3.1. As coordenadas generalizadas do modelo matemático proposto são
amplitudes relacionadas a cada função de projeção. As amplitudes dos n graus de liberdade
(n-GL) são correlacionadas de maneira especificada de acordo com os autovetores e a
configuração obtida é chamada de modo natural de vibração. A análise considerando o
MOR com n-GL é realizada assumindo que a resposta da estrutura pode ser escrita como:

u(z, t) = q1(t)ψ1,1(z) + q2(t)ψ2,1(z) + ...+ qn(t)ψn,1(z) para (0 ≤ z ≤ L1) e

u(z, t) = q1(t)ψ1,2(z) + q2(t)ψ2,2(z) + ...+ qn(t)ψn,2(z) para (L1 ≤ z ≤ L) (4.1)

Com ψi,j, onde i indica o número da função da forma e j informa o trecho analisado
(subestrutura ou torre). O uso desta abordagem permite a investigação de múltiplos
modos de vibração e melhora a previsão das formas dos modos e das frequências naturais,
permitindo uma generalização do uso da formulação com poucos parâmetros de entrada e
sem necessidade de definição prévia de propriedades equivalentes da estrutura. Cada função
de forma ψi,j pode ser obtida independentemente aplicando a metodologia apresentada na
Seção 3.1. A aplicação do método de Galerkin resulta em um sistema linear de EDOs. Com
o sistema de EDOs, o problema clássico de autovalores é resolvido. Os autovalores permitem
calcular as frequências naturais enquanto os autovetores fornecem as combinações de ψi,j

que definem cada forma modal.
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De maneira complementar à análise com os MORs, modelos matemáticos de maior
hierarquia usando o MEF são desenvolvidos com a utilização do código interno Giraffe.
Embora esta tese discuta apenas o problema da dinâmica linear, o Giraffe pode lidar com
não linearidades geométricas associadas a grandes deslocamentos. Mais detalhes sobre o
Giraffe podem ser encontrados em Gay Neto (2016) e Gay Neto (2020).

Inicialmente, os modelos com diferentes condições de contorno (base fixa e base
elástica) são aplicados para a obtenção das frequências naturais de diferentes turbinas
eólicas disponíveis na literatura. Os parâmetros de entrada para as seis turbinas eólicas
escolhidas para este estudo e as correspondentes primeiras frequências naturais medidas
(f exp

1 ) são apresentados na Tabela 3. Os valores dos coeficientes de rigidez da fundação
são aqueles descritos em Arany et al. (2016). Três destas turbinas eólicas, a saber, Lely
A2, Kentish Flats e Walney 1, também foram analisadas por Amar Bouzid, Bhattacharya
e Otsmane (2018), porém utilizando outros valores para os coeficientes de rigidez da
fundação.

Tabela 3 – Parâmetros de entrada para seis turbinas eólicas offshore.

Parâmetro de entrada Blyth Lely A2 Lely A3 Kentish Flats Walney 1 Thanet
M [t] 80 32 32 130,8 234,5 130,8
L [m] 71 50 45 76,06 104,6 95,2
L2 [m] 54,5 37,9 37,9 60,06 67,3 54,1
L1 [m] 16,5 12,1 7,1 16 37,3 41,1
DT [m] 2,75 1,9 1,9 2,3 3 2,3
DB [m] 4,25 3,2 3,2 4,45 5 4,3
e2 [m] 0,034 0,013 0,013 0,022 0,041 0,036
E2 [GPa] 210 210 210 210 210 210
DS [m] 3,5 3,2 3,7 4,3 6 4,7
e1 [m] 0,050 0,035 0,035 0,045 0,080 0,065
E1 [GPa] 210 210 210 210 210 210
ρ [kg/m3] 7860 7860 7860 7860 7860 7860
KL [GN/m] 42,66 0,52 0,62 0,82 1,53 1,05
KLR [GN] -45,50 -2,74 -3,57 -5,42 -13,88 -7,89
KR [GNm/rad] 136,04 23,63 33,59 58,77 205,72 96,84
f exp

1 [Hz] 0,488 0,634 0,735 0,339 0,350 0,370

Fonte: Adaptada de Arany et al. (2016).

Para fins de organização, este capítulo é dividido em oito seções. A primeira seção
apresenta o estudo do refinamento dos modelos em elementos finitos. Nas Seções 4.2 e 4.3,
os resultados para o parque eólico offshore Blyth (Tabela 3) são discutidos em detalhes,
considerando os casos de base fixa e base elástica, respectivamente. Os resultados das
primeiras frequências naturais para todas as turbinas eólicas descritas na Tabela 3 são
apresentados na Seção 4.4. A Seção 4.5 discute a influência da mola de acoplamento
cruzado na estimativa da frequência natural. Os resultados da primeira frequência natural
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obtidos para o caso de base fixa e base flexível a partir dos MORs são comparados com os
resultados apresentados na literatura obtidos a partir de outras metodologias na Seção 4.6.
Na Seção 4.7, os MORs são aplicados às duas turbinas de referência de 5 MW e 15 MW
do NREL. Por fim, a Seção 4.8 apresenta as conclusões deste capítulo.

4.1 Análise via MEF: discretização da malha

Nesta seção são apresentados os resultados da análise de sensibilidade do software
de elementos finitos Giraffe para a turbina do parque eólico offshore Blyth. Os modelos
que representam os casos de base fixa e base elástica foram apresentados nas Figuras 25 e
26, respectivamente. Os parâmetros utilizados para a modelagem da turbina eólica foram
indicados na Tabela 3.

O refinamento dos modelos com base fixa e base elástica foi realizado considerando
diferentes números de seções transversais, com diferentes números de elementos totais.
Tal procedimento de dividir a torre por seções é para tentar analisar a torre como cônica,
visto que o modelo implementado no software Giraffe considera a estrutura esbelta como
prismática, homogênea e escalonada ao longo da altura. Para isto, são utilizadas seções
tubulares (Tube) e elementos de viga (Beam_1 ) compostos por três nós, cuja descrição
matemática pode ser encontrada em Gay Neto (2016) e Gay Neto, Martins e Pimenta
(2014).

Para o caso em que é considerada a base elástica, utiliza-se um elemento que cria
uma conexão flexível entre dois nós com matriz de rigidez definida (TwoNodeConnector_1 ),
na qual são inseridos os valores de rigidez lateral, rotacional e por acoplamento cruzado.
Também é considerado o elemento de massa concentrada (Mass_1 ) no nó correspondente
ao topo da torre para a representação da massa do RNA. As etapas de análise para os
casos de base fixa e base elástica correspondem à análise estática (Static Analysis), com a
consideração do peso próprio e à análise modal (Modal Analysis), cujo pós-processamento
da análise pode ser realizado utilizando o ParaView®.

Inicialmente são consideradas 5 seções com diferentes números de elementos para
a representação da torre, conforme mostrado na Figura 30. Neste sentido são realizadas
análises da torre com 5 elementos (1 elemento por seção), 25 elementos (5 elementos por
seção) e 50 elementos (10 elementos por seção). Os diâmetros externo e interno de cada
seção são tomados como sendo os valores dos diâmetros da torre na altura do topo de
cada seção. A subestrutura prismática é representada por uma única seção e um único
elemento.

A Tabela 4 apresenta os resultados de frequência natural para os casos de base fixa
e base elástica, respectivamente. Nesta primeira análise, os resultados demonstram que
ao considerar um determinado número de seção constante, não há variação na estimativa
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Figura 30 – Torre representada por 5 seções e (a) 5 elementos; (b) 25 elementos; e (c) 50
elementos.

(a) (b) (c)

Fonte: Elaborada pela autora.

da primeira frequência natural em relação à quantidade de elementos por seção a ser
considerada.

Tabela 4 – Primeira frequência natural dos modelos de base fixa e base elástica com 5
seções na torre e diferentes números de elementos.

Elementos na torre f1 [Hz]
Base fixa Base elástica

5 0,514 0,493
25 0,514 0,493
50 0,514 0,493

Fonte: Elaborada pela autora.

Em uma segunda análise, é verificado se a consideração de mais elementos na
seção que representa a subestrutura altera o valor estimado para a primeira frequência
natural. Para isto, são analisados os casos considerando a torre com 5 seções e 5 elementos
e a subestrutura com uma seção e com 3, 6 e 12 elementos. Os resultados das análises
considerando a subestrutura com diferentes números de elementos também mostram que o
aumento do número de elementos na subestrutura não interfere na estimativa da primeira
frequência natural (Tabela 5).
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Tabela 5 – Primeira frequência natural dos modelos de base fixa e base elástica com
diferentes números de elementos na subestrutura.

Elementos na subestrutura f1 [Hz]
Base fixa Base elástica

3 0,514 0,493
6 0,514 0,493
12 0,514 0,493

Fonte: Elaborada pela autora.

A etapa seguinte consiste em analisar a influência do aumento do número de seções
no valor da primeira frequência natural estimada. Com isso, a modelagem é realizada
considerando a torre com diferentes números de seções (um elemento por seção) e a
subestrutura com uma única seção (com um único elemento). Os valores da primeira
frequência natural são analisados ao considerar o aumento do número de seções da torre
para os modelos com base fixa e base elástica. O estudo é iniciado com a modelagem da
torre com 5 seções variando até a modelagem com 100 seções (caso mais refinado avaliado).

A Tabela 6 apresenta o comportamento da frequência fundamental para o modelo
com base fixa considerando o aumento de seções para a representação da torre. Ainda, a
Tabela 6 mostra a diferença percentual em relação ao caso mais refinado.

Tabela 6 – Análise do comportamento da primeira frequência natural do modelo de base
fixa, considerando o aumento do número de seções e elementos da torre.

Nº de seções Nº de elementos f1 [Hz] Diferença [%]
5 5 0,514 −2,20
10 10 0,521 −0,76
25 25 0,524 −0,19
50 50 0,525 0,00
75 75 0,525 0,00
100 100 0,525 −

Fonte: Elaborada pela autora.

Para a turbina eólica considerada nesta análise, a diferença percentual em relação
ao caso mais refinado é menor do que 1% ao considerar modelos a partir de 10 seções. A
representação do modelo com 50 seções já não apresenta diferença quando comparado
com o modelo mais refinado. A Figura 31 apresenta a curva de convergência da primeira
frequência natural.

Considerando o modelo com base elástica, os valores da primeira frequência natural
para os diferentes números de seções adotadas para a torre são apresentados na Tabela
7, bem como a diferença percentual em relação ao caso mais refinado. Assim como foi
verificado para o modelo com base fixa, o modelo com 50 seções já não apresenta diferença
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Figura 31 – Curva de convergência da primeira frequência natural para o modelo de base
fixa, considerando diferentes números de seções na torre.
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Fonte: Elaborada pela autora.

em relação ao valor da primeira frequência natural quando comparado com o modelo mais
refinado. A Figura 32 apresenta a curva de convergência da primeira frequência natural
para o caso com base elástica.

Tabela 7 – Análise do comportamento da primeira frequência natural do modelo de base
elástica, considerando o aumento do número de seções e elementos da torre.

Nº de seções Nº de elementos f1 [Hz] Diferença [%]
5 5 0.493 −1,79
10 10 0, 498 −0,80
25 25 0, 501 −0,20
50 50 0, 502 0,00
75 75 0, 502 0,00
100 100 0.502 −

Fonte: Elaborada pela autora.

Da mesma forma, o comportamento da segunda frequência natural é analisado
considerando o aumento no número de seções da torre. Para os dois casos estudados,
a diferença percentual no valor da segunda frequência natural em relação ao caso mais
refinado foi menor do que 1% a partir da consideração do modelo com 25 seções.

As mesmas análises apresentadas para a turbina eólica Blyth foram realizadas para
o estudo do refinamento dos modelos das demais turbinas eólicas apresentadas na Tabela
3. Esse estudo permitiu definir a discretização necessária dos modelos em elementos finitos
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Figura 32 – Curva de convergência da primeira frequência natural para o modelo de base
elástica, considerando diferentes números de seções na torre.
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Fonte: Elaborada pela autora.

para a melhor estimativa da frequência natural. Para a turbina do parque eólico offshore
Blyth, percebe-se a partir da análise de sensibilidade do modelo em elementos finitos que,
para os casos de base fixa e elástica, os modelos com 50 seções na torre já estão refinados
o suficiente em termos de frequência natural. No entanto, a forma de vibrar converge
lentamente com menores números de elementos. Desta forma, o modelo com 100 seções na
torre (e, consequentemente, 100 elementos) proporciona boa estimativa das frequências
naturais e garante melhor representação da forma de vibrar. Além disso, é importante
destacar que o custo computacional não é afetado de maneira significativa ao considerar
modelos com 100 seções na torre.

4.2 Parque eólico offshore Blyth: caso de base fixa

A Tabela 8 apresenta as frequências naturais obtidas com o MOR apresentado na
subseção 3.1.1, com diferentes números de funções de projeção (n). Essa tabela também
traz a diferença percentual das frequências naturais em relação às frequências obtidas para
n = 6 (o caso mais refinado avaliado). O número de funções de forma n = 6 foi escolhido
porque, para todos os casos avaliados, esse número de funções de projeção foi suficiente
para atingir a convergência.

Quando duas funções de projeção são consideradas, a primeira frequência natural
f1 difere em menos de 1% daquela obtida quando n = 6. Ao adotar o MOR com 3-GL, a
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Tabela 8 – Resultados de frequências naturais para a turbina do parque eólico offshore
Blyth. Caso de base fixa.

Parque eólico offshore Blyth

n
Frequência natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,555 - - - - - 4,72 - - - -
2 0,533 3,827 - - - - 0,57 7,50 - - -
3 0,531 3,616 11,285 - - - 0,19 1,57 6,96 - -
4 0,530 3,575 10,782 22,522 - - 0,00 0,43 2,19 5,55 -
5 0,530 3,566 10,592 21,753 37,907 - 0,00 0,17 0,39 1,94 3,47
6 0,530 3,560 10,551 21,338 36,636 58,120 - - - - -

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

segunda frequência natural exibe uma diferença de 1,57% em relação ao caso mais refinado.
Em seguida, a consideração de n = 4 leva a uma diferença de 2,19% na terceira frequência
natural. A Tabela 8 resume o número de funções de projeção (ou, equivalentemente,
número de graus de liberdade) que deve ser considerado no MOR derivado para obter
a representação desejada de uma certa frequência natural de interesse. Conforme já
mencionado no Capítulo 3, a maioria das expressões analíticas encontradas na literatura
para as frequências naturais considera apenas a frequência fundamental f1, consistindo
em um ganho com relação ao usualmente descrito. Neste estudo, o número de funções de
projeção necessário para a representação da frequência fundamental é aquele que leva a
uma diferença inferior a 2% entre as duas primeiras frequências naturais e aquelas obtidas
para o caso mais refinado.

A Tabela 9 mostra a comparação entre as duas primeiras frequências naturais
obtidas com o MOR com 3-GL e a análise em MEF. Boa correspondência é encontrada,
sendo a diferença máxima próxima a 3,1%. Além das frequências naturais, o MOR derivado
também permite obter os modos de vibração, representados na Figura 33. Uma excelente
concordância é encontrada quando os modos obtidos do MOR são comparados com aqueles
provenientes da análise via MEF. Os modos de vibração da torre, normalmente não obtidos
em estudos analíticos, são de grande importância para a análise dinâmica. Como pode
ser visto na Figura 33, nota-se que esses modos de vibração são diferentes dos modos
clássicos de viga prismática. Tal observação é relevante, pois é comum encontrar análises
dinâmicas desse tipo de estrutura baseadas na avaliação da viga cônica como uma viga
prismática equivalente. Essa última abordagem, embora boa para a determinação de
frequências naturais, não possui a capacidade de predição da forma modal além dos modos
clássicos para viga prismática. Em termos de projeto, isso pode causar uma diferença
significativa, pois a forma modal é fundamental para o cálculo da tensão normal que a
estrutura sofre sob carregamento dinâmico. Se o modo de vibração obtido não representar
adequadamente a vibração da estrutura, o campo de deformação (ver Equação 3.10) não
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estará bem representado e, portanto, o campo de tensão não será calculado adequadamente,
comprometendo análises relevantes como, por exemplo, a de fadiga.

Tabela 9 – Frequências naturais obtidas com o MOR com 3-GL e com o modelo em MEF.
Caso de base fixa.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0, 531 0, 525 1, 14
f2 [Hz] 3, 616 3, 507 3, 11

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

Figura 33 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR com 3-GL e com o
modelo em MEF. Os modos de Euler-Bernoulli (E-B) de uma viga prismática
também são mostrados. Caso de base fixa.
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Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

4.3 Parque eólico offshore de Blyth: caso de base elástica
Nesta seção, investiga-se o caso em que uma turbina do parque eólico offshore

Blyth não é mais montada em uma base fixa, mas em uma base elástica (ver Figura 26).
Os valores dos coeficientes de rigidez da fundação são apresentados na Tabela 3.

A Tabela 10 apresenta os valores de frequência natural obtidos a partir do MOR
apresentado na subseção 3.2, com diferentes números de funções de projeção n. Uma boa



100 Capítulo 4. MOR com molas acopladas - aplicação para turbinas eólicas instaladas

representação1 das duas primeiras frequências naturais ocorre para o MOR com 3-GL, uma
vez que as diferenças entre estas frequências e aquelas obtidas para o caso mais refinado
são inferiores a 2%.

Tabela 10 – Resultados de frequências naturais para a turbina do parque eólico offshore
Blyth. Caso de base elástica.

Parque eólico offshore Blyth

n
Frequência natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,529 - - - - - 4,34 - - - -
2 0,509 3,629 - - - - 0,39 7,21 - - -
3 0,508 3,441 10,631 - - - 0,20 1,65 6,54 - -
4 0,507 3,400 10,206 21,161 - - 0,00 0,44 2,29 5,34 -
5 0,507 3,391 10,018 20,474 35,841 - 0,00 0,18 0,40 1,92 3,53
6 0,507 3,385 9,978 20,088 34,619 54,906 - - - - -

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

A Tabela 11 compara os resultados das duas primeiras frequências naturais obtidas
tanto da análise com MOR quanto da análise via MEF. Essa tabela revela uma boa con-
cordância entre esses modelos, com uma diferença máxima nas duas primeiras frequências
naturais próxima de 3%. Como o maior interesse está na primeira frequência natural,
o MOR com 3-GL surge como uma alternativa interessante, pois combina um pequeno
número de GL com uma boa representação da primeira frequência natural f1 (diferença
de 1, 20% quando comparado com o modelo em MEF). Ainda considerando o MOR com
3-GL, a Figura 34 mostra as duas primeiras formas do modo para o caso de base elástica.
Novamente, é possível observar excelente representatividade das duas primeiras formas do
modo obtidas a partir do MOR proposto quando comparadas à análise em MEF.

Tabela 11 – Frequências naturais obtidas com o MOR com 3-GL e com o modelo em MEF.
Caso de base elástica.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0, 508 0, 502 1, 20
f2 [Hz] 3, 441 3, 338 3, 09

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

Agora, o resultado analítico para a primeira frequência natural é comparado com o
dado experimental apresentado em Arany et al. (2016). Essa última referência aponta que a
primeira frequência natural medida para a turbina eólica offshore Blyth é f exp

1 = 0,488 Hz,
1 Aqui, o termo “boa representação” está ligado ao cenário onde o comportamento dinâmico nos dois

primeiros modos sejam os únicos relevantes. Caso modos superiores sejam de interesse do(a) analista,
deve-se aumentar o número de funções de projeção n a ser utilizado no MOR. Note que a formulação
desenvolvida permite a consideração de diferentes valores para n de maneira bastante simples.
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Figura 34 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR com 3-GL e com o
modelo em MEF. Caso de base elástica.
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Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

levando a um erro do modelo analítico próximo a 4%. Esse resultado reforça a qualidade
da modelagem desenvolvida, com potencial de utilização nas fases iniciais de projeto e nas
quais é necessário um número elevado de estudos.

4.4 Frequências naturais de diferentes turbinas eólicas offshore

Esta seção discute os resultados das frequências naturais para todas as turbinas
eólicas offshore apresentadas na Tabela 3. O número de funções de projeção para todos os
modelos é determinado como segue. Primeiramente, as frequências naturais de todas as
turbinas eólicas offshore são obtidas considerando n = 6 (caso mais refinado). Em seguida,
o número de funções de projeção considerado é aquele em que as diferenças (em relação
ao caso mais refinado) nos valores de f1 e f2 são menores que 2%. O número de graus de
liberdade para a condição de base fixa e base elástica da turbina do parque eólico offshore
Blyth foi determinado nas Seções 4.2 e 4.3, respectivamente. O Apêndice A apresenta
os resultados das frequências naturais para as demais turbinas eólicas estudadas, com a
definição do número de GL dos MORs. Os valores de f1 e f2 obtidos com os MORs para
os casos de base fixa e base elástica são então comparados com aqueles obtidos na análise
realizada via MEF. Além disso, os resultados obtidos com o MOR para o caso com ISE
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são comparados com dados medidos em escala real.

Os resultados para a condição de contorno de base fixa são apresentados na Tabela
12. Há uma excelente concordância entre os valores de frequência natural obtidos dos MOR
e dos modelos em MEF para todas as turbinas investigadas. A Tabela 12 mostra, para
a primeira frequência natural, uma diferença menor que 2,5% entre os valores previstos
pelo MOR e aqueles do modelo hierárquico de ordem superior. Se a segunda frequência
natural for considerada, esta diferença é menor que 3,6%. Tais comparações demonstram
o potencial do MOR em determinar as frequências naturais de turbinas eólicas offshore de
base fixa.

Tabela 12 – Frequências naturais de todas as turbinas eólicas offshore investigadas. Caso
de base fixa.

Parque eólico n Frequência natural [Hz] MOR MEF Diferença [%]

Blyth 3 f1 0,531 0,525 1,14
f2 3,616 3,507 3,11

Lely A2 4 f1 0,805 0,795 1,26
f2 6,337 6,165 2,79

Lely A3 4 f1 0,890 0,879 1,25
f2 7,838 7,569 3,55

Kentish Flats 4 f1 0,411 0,401 2,49
f2 3,389 3,297 2,79

Walney 1 4 f1 0,389 0,381 2,10
f2 2,393 2,352 1,74

Thanet 4 f1 0,425 0,418 1,67
f2 2,238 2,206 1,45

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

Agora, o foco é colocado na análise de diferentes turbinas eólicas considerando a
influência da ISE. A Tabela 13 traz a comparação dos valores das frequências naturais
para todas as turbinas eólicas offshore apresentadas na Tabela 3, considerando a condição
de contorno da base elástica. A mesma tabela também apresenta o número de funções
de projeção adotado para cada turbina eólica e revela uma boa concordância entre os
resultados obtidos nas análises com MOR e nas análises em MEF. Do ponto de vista
quantitativo, o maior desvio é de 2,3% para a primeira frequência natural e 3,1% para a
segunda frequência natural.

A Tabela 14 compara os resultados da primeira frequência natural f1 obtidos com
o MOR e os dados medidos em escala real (ver Arany et al. (2016)). Como pode ser
observado na Tabela 14, o maior erro obtido é de 8,2%, revelando que, apesar de ser um
modelo com baixo número de GL, o MOR proposto leva a resultados que concordam
com os dados obtidos em experimentos com as estruturas instaladas. Este fato pode ser
verificado, em novo formato, analisando a Figura 35, que mostra a relação entre os valores
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Tabela 13 – Frequências naturais de todas as turbinas eólicas offshore. Caso de base
elástica.

Parque eólico n Frequência natural [Hz] MOR MEF Diferença [%]

Blyth 3 f1 0,508 0,502 1,20
f2 3,441 3,338 3,09

Lely A2 4 f1 0,686 0,678 1,18
f2 4,250 4,178 1,72

Lely A3 4 f1 0,792 0,782 1,28
f2 5,509 5,401 2,00

Kentish Flats 4 f1 0,355 0,347 2,31
f2 2,502 2,449 2,16

Walney 1 4 f1 0,334 0,328 1,83
f2 1,686 1,660 1,57

Thanet 4 f1 0,352 0,347 1,44
f2 1,681 1,652 1,76

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

experimentais e analíticos da primeira frequência natural apresentados na Tabela 14 para
todas as turbinas eólicas offshore e a linha f exp

1 =f1.

Tabela 14 – Correlação analítica-experimental para a primeira frequência natural.

Parque eólico n MOR [Hz] Medido [Hz] Erro [%]
Blyth 3 0,508 0,488 4,10

Lely A2 4 0,686 0,634 8,20
Lely A3 4 0,792 0,735 7,76

Kentish Flats 4 0,355 0,339 4,72
Walney 1 4 0,334 0,350 −4,57
Thanet 4 0,352 0,370 −4,86

Fonte: Adaptada de Ferreira et al. (2022).

Considerando que a diferença relativa entre os resultados obtidos com o MOR e
o MEF é menor do que quando se compara o MOR com os resultados experimentais, é
razoável dizer que a origem deste último não está relacionada à solução com o MOR. A
origem para essa diferença pode estar relacionada com outros fatores como a representação
do solo, as propriedades equivalentes para as molas de interação do solo ou até mesmo as
diferenças entre os valores das propriedades estruturais nominais e construídos (as-built).

A Figura 36 resume a influência da ISE, segundo o modelo discutido neste capítulo,
na primeira frequência natural. Para as turbinas eólicas estudadas, observa-se um decrés-
cimo de 4,3% a 17,2% quando a condição de contorno muda de base fixa para base elástica.
Este fato reforça a necessidade de verificar a frequência natural de toda a estrutura do
aerogerador para o correto dimensionamento da turbina eólica offshore. Vale ressaltar que
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os testes em centrífuga2 apresentados por Futai et al. (2018) e Futai, Haigh e Madabhushi
(2021) mostram resultados semelhantes e destacam a importância da ISE na frequência
natural de turbinas eólicas offshore.

Figura 35 – Comparação entre os valores previstos e experimentais da primeira frequência
natural.
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Figura 36 – Valores da primeira frequência natural de todas as turbinas eólicas offshore.
Casos de base fixa e elástica.
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2 A modelagem física em centrífuga busca compreender os mecanismos envolvidos no comportamento
solo-fundação-estrutura. Essa modelagem busca reproduzir, em um modelo reduzido, o mesmo estado
de tensões de um protótipo em escala real. Para isso, coloca-se o modelo em uma centrífuga submetida
a uma aceleração radial igual a N vezes a aceleração gravitacional (Barra et al. (2019).
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Finalizada a discussão sobre as frequências naturais, o foco agora passa a ser na
análise da forma modal de vibração. Como já mencionado, esse aspecto é uma inovação
garantida pela formulação analítica aqui desenvolvida face a outras abordagens da mesma
natureza existentes na literatura. A Figura 37 ilustra a primeira e a segunda formas
modais estimadas com o MOR com 4-GL e com o modelo em MEF para o caso de base
fixa em comparação com o caso de base elástica para a turbina do parque eólico offshore
Lely A2. Conforme apresentado na Tabela 3, essa turbina eólica apresenta os menores
valores dos coeficientes de rigidez da fundação quando comparada com as demais turbinas
eólicas estudadas. Como pode ser visto na Figura 37, as formas do primeiro e segundo
modo obtidas com os MORs apresentam excelente concordância com as formas dos modos
obtidas na análise em MEF. Tal fato destaca o potencial dos MORs aqui concebidos para
analisar diferentes condições de contorno na base. A Figura 37 revela que as formas modais
são sensíveis às condições de contorno mencionadas. Essa sensibilidade é bastante evidente
no segundo modo e é possível observar que a curvatura máxima ocorre em diferentes
posições quando a condição de contorno da base elástica é considerada. Convém ressaltar
que a correta identificação da maior curvatura é de grande importância, dado que maiores
curvaturas acarretam em maiores deformações o que, por consequência, a maiores tensões
normais.

Figura 37 – Os dois primeiros modos obtidos com o MOR com 4-GL para os casos de base
fixa e elástica. Turbina eólica Lely A2.
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4.5 Influência da mola de acoplamento cruzado na estimativa da
frequência natural
A alteração no valor de um parâmetro de rigidez da fundação modifica os valores

das frequências naturais do sistema. Como abordado no Capítulo 2, os primeiros trabalhos
que incluíram a consideração da ISE na previsão da frequência natural de turbinas eólicas
offshore consideraram apenas a rigidez lateral e rotacional da fundação. A influência
da mola de acoplamento cruzado (KLR) pode ser avaliada pelo estudo da estimativa da
frequência natural com e sem a consideração desse parâmetro de rigidez.

A Tabela 15 apresenta os resultados de frequência natural com e sem a consideração
do termo cruzado KLR para as turbinas apresentadas na Tabela 3. As análises realizadas
com KLR nulo são comparadas com as estimativas da primeira frequência natural conside-
rando a ISE por meio das três molas de rigidez (Tabela 13). Para a estimativa da primeira
frequência natural de cada turbina eólica considerando apenas a rigidez lateral e rotacional
da fundação, os valores de KL e KR são dados na Tabela 3.

Tabela 15 – Influência da mola de acoplamento cruzado na estimativa da frequência
natural.

Parque eólico f1 [Hz] Diferença [%]
KLR = 0 KLR ̸= 0 (Tabela 13)

Blyth 0,516 0,508 1,57
Lely A2 0,762 0,686 11,08
Lely A3 0,857 0,792 8,21

Kentish Flats 0,390 0,355 9,86
Walney 1 0,369 0,334 10,48
Thanet 0,397 0,352 12,78

Fonte: Elaborada pela autora.

Percebe-se que, para os casos analisados, a frequência natural diminui com a
consideração da rigidez por acoplamento cruzado. Quando considerado KLR não nulo, o
valor da primeira frequência natural apresenta um decréscimo variando de 1,57% a 12,78%
em relação ao caso em que o termo KLR não é considerado. É possível constatar que Arany
et al. (2015) também encontraram um decréscimo no resultado da primeira frequência
natural da turbina eólica Lely A2 ao considerar a fundação representada por três molas
de rigidez em comparação ao resultado apresentado por Adhikari e Bhattacharya (2011)
para a mesma turbina eólica ao adotar apenas duas molas de rigidez da fundação (lateral
e rotacional).

Desta forma, a consideração da rigidez por acoplamento cruzado altera o valor da
primeira frequência natural e, portanto, deve ser levada em consideração na estimativa das
frequências naturais. Arany et al. (2015) também verificaram que a rigidez por acoplamento
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cruzado tem efeitos importantes e que não deve ser negligenciada. Ainda, esta análise
permitiu verificar que os modelos matemáticos obtidos podem ser facilmente utilizados em
estudos de sensibilidade quanto à influência dos parâmetros de entrada nas frequências
naturais, o que também pode ser um ganho importante nos estágios iniciais de projeto.

4.6 Comparações com outras previsões da literatura
Nas seções anteriores foram realizadas comparações entre os resultados de frequência

natural obtidos pelo MOR considerando as duas condições de contorno da base. Além do
MOR, as discussões envolveram análises via MEF e dados medidos experimentalmente.
Nesta seção, as previsões das frequências naturais para diferentes turbinas eólicas offshore a
partir do modelo matemático desenvolvido são comparadas com os resultados apresentados
na literatura.

Arany et al. (2016) apresentaram os resultados de frequência natural para as
turbinas eólicas apresentadas na Tabela 3. As turbinas eólicas offshore Lely A2, Kentish
Flats e Walney 1 também foram analisadas por Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane
(2018). Para essas turbinas, Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) determinaram
os valores das molas de rigidez das fundações que são indicadas na Tabela 16. Os valores
dos coeficientes de rigidez são aproximadamente metade daqueles dados por Arany et al.
(2016). As comparações entre os valores da primeira frequência natural obtidos a partir
do MOR e os previstos por Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) são realizadas
considerando as análises com o modelo deduzido nesta tese utilizando os coeficientes de
rigidez da fundação apresentados na Tabela 16. A espessura média da parede da torre
da turbina do parque eólico Walney 1 foi adotada por Amar Bouzid, Bhattacharya e
Otsmane (2018) como sendo 0,041 m; enquanto que para Arany et al. (2016) o valor
dessa espessura foi de 0,040 m. As metodologias adotadas por Arany et al. (2016) e Amar
Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018) para a obtenção dos coeficientes de rigidez da
fundação, bem como para a determinação da primeira frequência natural foram mostradas
no Capítulo 2.

Tabela 16 – Coeficientes de rigidez KL, KR e KLR para os monopiles das turbinas eólicas
offshore (Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018)).

Parque eólico KL [GN/m] KR [GNm/rad] KLR [GN]
Lely A2 0, 339 17, 049 −1, 682

Kentish Flats 0, 472 28, 975 −2, 278
Walney 1 0, 755 103, 625 −6, 096

Fonte: Elaborada pela autora.

A Tabela 17 traz a comparação entre os valores da primeira frequência natural
estimados pelo MOR para o caso de base fixa e aqueles previstos por Arany et al. (2016)
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para as turbinas eólicas descritas na Tabela 3 . A maior diferença entre os valores previstos
a partir da metodologia proposta e por Arany et al. (2016) foi de 16% para a turbina do
parque eólico offshore Lely A3 e a menor diferença foi de aproximadamente 2,4% para
a turbina do parque eólico offshore Walney 1. Levando em consideração os resultados
obtidos com a análise em MEF apresentados na Tabela 12, percebe-se que os valores de
frequência natural previstos pelo MOR se aproximam mais dos resultados obtidos pelo
modelo usando MEF do que os estimados por Arany et al. (2016).

Tabela 17 – Comparação entre os valores da primeira frequência natural obtidos pelo MOR
e Arany et al. (2016). Caso de base fixa.

Parque eólico n MOR [Hz] Arany et al. (2016) [Hz] Diferença [%]
Blyth 3 0,531 0,514 3,31

Lely A2 4 0,805 0,713 12,90
Lely A3 4 0,890 0,767 16,04

Kentish Flats 4 0,411 0, 380 8,16
Walney 1 4 0,389 0,380 2,37
Thanet 4 0,425 0,402 5,72

Fonte: Elaborada pela autora.

Agora, os valores da primeira frequência natural previstos com o MOR de base
elástica são comparados com àqueles apresentados por Arany et al. (2016). Analisando a
Tabela 18, percebe-se uma diferença entre as metodologias que varia de −7,85% a 11,24%.
Apesar das diferenças encontradas entre essas metodologias, o MOR com base flexível
obteve diferenças abaixo de 2,3% quando comparado com as análises usando MEF (ver
Tabela 13).

Tabela 18 – Comparação entre os valores da primeira frequência natural obtidos pelo MOR
e Arany et al. (2016). Caso de base elástica.

Parque eólico n MOR [Hz] Arany et al. (2016) [Hz] Diferença [%]
Blyth 3 0, 508 0, 489 3, 89

Lely A2 4 0, 686 0, 643 6, 69
Lely A3 4 0, 792 0, 712 11, 24

Kentish Flats 4 0, 355 0, 339 4, 72
Walney 1 4 0, 334 0, 349 −4, 30
Thanet 4 0, 352 0, 382 −7, 85

Fonte: Elaborada pela autora.

A Tabela 19 apresenta a comparação entre os valores da primeira frequência natural
estimados pelo MOR para o caso de base elástica e aqueles apresentados por Amar Bouzid,
Bhattacharya e Otsmane (2018), para as turbinas eólicas offshore Lely A2, Kentish Flats e
Walney 1. A maior diferença entre os resultados é de 13,72% para a turbina eólica Walney
1.
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Tabela 19 – Comparação entre os valores da primeira frequência natural obtidos pelo MOR
e Amar Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018). Caso de base elástica.

Parque eólico n MOR [Hz] Amar Bouzid e co-autores [Hz] Diferença [%]
Lely A2 4 0,682 0,621 9,82

Kentish Flats 4 0,346 0,315 9,84
Walney 1 4 0,315 0,277 13,72

Fonte: Elaborada pela autora.

Os valores da primeira frequência natural obtidos pelo MOR considerando os
coeficientes de rigidez da fundação dados na Tabela 16 são confrontados com as frequências
naturais medidas em escala real (Tabela 20). Percebe-se que, para essas turbinas eólicas e
com esses valores de coeficientes de rigidez representando a ISE, os erros para as turbinas
do parque eólico Lely A2 e Kentish Flats em relação aos valores de frequência medidos são
menores do que ao considerar os coeficientes de rigidez dados por Arany et al. (2016), como
visto na Tabela 14 (Lely A2: 8,20% e Kentish Flats: 4,72%). Percebe-se que ao diminuir
os valores desses coeficientes há uma redução no valor da frequência natural prevista. Esta
comparação proporciona verificar a sensibilidade na resposta da frequência natural devido
à alteração no valor dos parâmetros de rigidez da fundação.

Tabela 20 – Comparação entre os valores da primeira frequência natural previstos pelo
MOR (usando os coeficientes de rigidez dados por Amar Bouzid, Bhattacharya
e Otsmane (2018)) e os valores medidos.

Parque eólico MOR [Hz] Medido [Hz] Erro [%]
Lely A2 0, 682 0, 634 7, 57

Kentish Flats 0, 346 0, 339 2, 06
Walney 1 0, 315 0, 350 −10, 00

Fonte: Elaborada pela autora.

4.7 Turbinas de referência de 5 MW e 15 MW do NREL
Os MORs são aplicados para a análise da frequência natural das duas turbinas

eólicas de referência de 5 MW e 15 MW do NREL. O NREL desenvolveu as turbinas de
referência para auxiliar nos estudos de conceito e nas atividades de pesquisa em energia
eólica offshore, sendo necessárias para avaliar adequadamente métodos inovadores de
projeto e análise dessa classe de estruturas. As previsões das frequências naturais são
comparadas com as apresentadas por Løken (2017) para a turbina de 5 MW e por Gaertner
et al. (2020) para a turbina de 15 MW. A obtenção das molas de rigidez das fundações
e as metodologias adotadas por Løken (2017) e Gaertner et al. (2020) são apresentadas
mais adiante.
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A Figura 38 mostra um esquema da turbina eólica de referência de 5 MW. As
especificações da turbina são descritas por Jonkman et al. (2009) e os parâmetros de
entrada dos MORs estão listadas na Tabela 21. Os parâmetros e2T e e2B correspondem as
espessuras da parede de topo e de base da torre, respectivamente.

Figura 38 – Turbina eólica de referência de 5 MW.
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Fonte: Adaptada e modificada de Løken (2017).

Løken (2017) analisou a turbina de referência de 5 MW utilizando o apparent fixity
method ou método de fixação aparente (MFA) e o MFA aprimorado (improved apparent
fixity method). O MFA representa a rigidez do sistema real solo-monopile, adicionando
uma viga fictícia abaixo do leito marinho. Løken (2017) apresentou um MFA aprimorado
adicionando duas vigas fictícias abaixo do leito marinho para representar corretamente a
matriz de rigidez do sistema do solo-monopile. A viga 1 está rigidamente conectada a um
determinado ponto abaixo do leito marinho e à viga 2, que está rigidamente conectada à base
da subestrutura (Figura 39). Os métodos utilizados por Løken (2017) foram apresentados
no Capítulo 2. O cálculo da rigidez do sistema solo-monopile foi realizando por Løken
(2017) utilizado o software geotécnico PILES e o efeito da inclusão da flexibilidade da
fundação foi analisada como fixada rigidamente ao fundo do mar, no código de simulação
FAST. Nesta seção, a análise da turbina de referência de 5 MW é realizada com o MOR
desenvolvido, considerando os valores das molas de rigidez dados por Løken (2017) e
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Tabela 21 – Parâmetros de entrada para a turbina eólica de referência de 5MW.

Parâmetro de entrada 5MW
M [t] 350
L [m] 107,6
L2 [m] 77,6
L1 [m] 30
DT [m] 3,87
DB [m] 6,0
e2T [m] 0,019
e2B [m] 0,027
E2 [GPa] 210
DS [m] 6,0
e1 [m] 0,060
E1 [GPa] 210
ρ [kg/m3] 8500

Fonte: Adaptada de Løken (2017).

apresentados na Tabela 22. Os resultados obtidos a partir dos MORs são comparados com
os obtidos por Løken (2017) considerando a torre com base fixa e a influência da fundação
a partir do MFA e do MFA aprimorado.

Figura 39 – MFA aprimorado.
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Fonte: Modificada de Løken e Kaynia (2019).

Para a aplicação do MFA, apenas os termos da diagonal principal da matriz de
rigidez são utilizados, desconsiderando assim a rigidez por acoplamento cruzado no cálculo
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Tabela 22 – Coeficientes de rigidez KL, KR e KLR para a turbina de referência de 5 MW
(Løken (2017)).

KL [GN/m] KR [GNm/rad] KLR [GN]
2, 84 193 −15, 6

desses parâmetros. Para a apliação do MFA aprimorado, todos os termos da matriz de
rigidez são considerados. O MFA aprimorado pode ser consultado em Løken (2017) e
Løken e Kaynia (2019).

Os valores de f1 e f2 obtidos para os casos de base fixa e base elástica com o
MOR com 4-GL são comparados com aqueles obtidos na análise em elementos finitos
com o software Giraffe. A determinação do número de funções de projeção para os MORs
da turbina de referência de 5 MW são apresentados no Apêndice A. O refinamento dos
modelos em elementos finitos foi realizado conforme apresentado na Seção 4.1.

A Tabela 23 mostra os resultados para a condição de contorno de base fixa, exibindo
uma diferença menor que 3,17% entre os valores previstos pelo MOR e pelo MEF para
a primeira frequência natural. As duas primeiras frequências naturais considerando a
condição de base elástica com o MOR são comparadas com os resultados obtidos com o
MEF e apresentadas na Tabela 24. Da mesma forma, a diferença entre as abordagem com
o MOR que é objeto da tese e aquela via MEF é muito baixa (diferença máxima da ordem
de 3%). Uma tendência semelhante é observada para a segunda frequência natural.

Tabela 23 – Frequências naturais obtidas com o MOR com 4-GL e o modelo em MEF
para a turbina de referência de 5 MW. Caso de base fixa.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0, 293 0, 284 3, 17
f2 [Hz] 2, 436 2, 382 2, 27

Tabela 24 – Frequências naturais obtidas com o MOR com 4-GL e o modelo em MEF
para a turbina de referência de 5 MW. Caso de base elástica.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0, 270 0, 262 3, 05
f2 [Hz] 2, 001 1, 962 1, 99

A primeira frequência natural obtida por Løken (2017), considerando a condição de
base fixa, foi comparada com àquela obtida com o MOR, com diferença de 7,3% (Tabela
25).

A Tabela 26 compara o resultado da primeira frequência natural obtido com o
MOR com 4-GL para o caso com base elástica com os previstos por Løken (2017) com
o MFA e com o MFA aprimorado. Comparando as análises com ISE, percebe-se que a
primeira frequência natural obtida a partir do MOR com 4-GL se aproxima do valor obtido
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Tabela 25 – Comparação entre o valor da primeira frequência natural obtido com o MOR
com 4-GL e o apresentado por Løken (2017). Caso de base fixa.

Frequência natural MOR Løken (2017) [Hz] Diferença [%]
f1 [Hz] 0, 293 0, 273 7, 33

a partir do MFA aprimorado, com diferença de 6,30%. Como já mencionado, os termos
fora da diagonal na matriz de rigidez da fundação desempenham um papel importante
na modelagem da fundação. A inclusão dos termos fora da diagonal da matriz de rigidez,
feito no MFA aprimorado, leva a uma diferença significativa na resposta estrutural em
comparação com o método simplificado. Tal fato também foi constatado na análise de
sensibilidade realizada na Seção 4.5. A Figura 40 apresenta as duas primeiras formas dos
modos obtidos a partir do MOR com 4-GL, para os casos de base fixa e elástica.

Tabela 26 – Comparação entre o valor da primeira frequência natural obtido com o MOR
com 4-GL e os apresentados por Løken (2017). Considerando a ISE.

Frequência natural MOR MFA Diferença [%] MFA aprimorado Diferença [%]
f1 [Hz] 0, 270 0, 234 15, 38 0, 254 6, 30

Figura 40 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR com 4-GL para os
casos de base fixa e elástica. Turbina de referência de 5MW.
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Fonte: Elaborada pela autora.

A turbina de referência de 15 MW e suas especificações são apresentadas por
Gaertner et al. (2020). A Figura 41 mostra um esquema da turbina eólica e a Tabela 27
apresenta os parâmetros de entrada. Para a subestrutura, formada pela peça de transição
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e pelo monopile acima do leito marinho, adotam-se os valores de diâmetro e espessura
iguais aos do monopile em que a subestrutura é fundada. A turbina de referência do NREL
com potência de projeto de 15 MW tem diâmetro do rotor de 240 m, massa do conjunto
rotor-nacele de 1017 t e torre de elevada altura, com aproximadamente 130 m. Este estudo
de caso trata-se, portanto, da turbina eólica de maior altura de torre analisada a partir
dos MORs desenvolvidos.

Figura 41 – Turbina eólica de referência de 15MW.
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Fonte: Adaptada e modificada de Gaertner et al. (2020).

O relatório técnico aponta que não foi realizada uma análise geotécnica detalhada
das propriedades do solo e que a fundação foi modelada com uma série de constantes de
mola para representar a rigidez. São ainda indicados valores para o módulo de cisalhamento
de solo (GS=140 MPa) e coeficiente de Poisson (νS=0,4) que são representativos de solos
de areia densa, conforme Arya, O’Neill e Pincus (1979). As equações para a obtenção das
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Tabela 27 – Parâmetros de entrada para a turbina de referência de 15 MW.

Parâmetro de entrada 15MW
M [t] 1017
L [m] 174,582
L2 [m] 129,582
L1 [m] 45
DT [m] 6,5
DB [m] 10,0
e2T [m] 0,024
e2B [m] 0,041
E2 [GPa] 210
DP [m] 10,0
e1 [m] 0,055
E1 [GPa] 200
ρ [kg/m3] 7850

Fonte: Adaptada de Gaertner et al. (2020).

constantes de rigidez da mola adotadas por Gaertner et al. (2020) são baseadas em equações
adotadas para fundações rasas circulares apoiadas na superfície (Gazetas (1983); DNV
(2002)). Portanto, essas equações não são representativas para a fundação em monopile.
Visando a aplicar o modelo analítico desenvolvido para a estimativa da frequência natural,
são utilizadas expressões para o cálculo dos coeficientes de rigidez da fundação segundo
Arany et al. (2017). Inicialmente, com os valores do módulo de cisalhamento do solo e
coeficiente de Poisson, o método de Randolph (1981) é utilizado para determinar se o
monopile é considerado flexível:

LP ≥ DP

(
Eeq

G∗

)2/7
(4.2)

onde Eeq é o módulo de Young equivalente da estaca e G∗ é o módulo de cisalhamento
modificado do solo; expressões dadas no Capítulo 2 e relembradas aqui.

Eeq = EP IP

DP
4π/64

(4.3)

G∗ = GS

(
1 + 3

4νS

)
(4.4)

O monopile tem 10 m de diâmetro, com espessura de parede de 55,34 mm e
comprimento incoporado ao solo de 45 m. EP IP equivale a rigidez à flexão do monopile.
Utilizando as expressões acima, verifica-se que o monopile exibe comportamento flexível.
Considerando as informações limitadas sobre as condições geotécnicas e por se tratar de
uma areia densa, o perfil de rigidez do solo, isto é, a sua variação com a profundidade é
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parabólico não homogêneo. A determinação dos coeficientes de rigidez pode ser realizada
a partir de expressões para o caso de fundação flexivel com perfil parabólico de rigidez do
solo. Essas expressões apresentadas por Arany et al. (2017) são mostradas na Tabela 28.

Tabela 28 – Fórmulas de rigidez de diferentes pesquisadores para estacas flexíveis em perfil
de solo parabólico não homogêneo.

Fonte* KL KLR KR

1 0, 735ES0DP

(
Eeq

ES0

)0,33
−0, 27ES0DP

2
(

Eeq

ES0

)0,55
0, 1725ES0DP

3
(

Eeq

ES0

)0,776

2 0, 79ES0DP

(
Eeq

ES0

)0,28
−0, 24ES0DP

2
(

Eeq

ES0

)0,53
0, 15ES0DP

3
(

Eeq

ES0

)0,77

3 1,02ES0DP

f(νS)

(
Eeq

ES0

)0,27 −0,29ES0DP

f(νS)

(
Eeq

ES0

)0,52 0,17ES0DP

f(νS)

(
Eeq

ES0

)0,76

* 1 - Pender (1993); 2 - Gazetas (1984) e Eurocode (2004); 3 - Shadlou e Bhattacharya
(2016)

Fonte: Adaptada de Arany et al. (2017).

O valor ES0 é o módulo de Young do solo a uma profundidade z abaixo do
leito marinho igual ao diâmetro da estaca DP e f(νS) = 1 + |ν − 0, 25| para Shadlou e
Bhattacharya (2016). Simplificadamente, por falta de mais informações sobre o solo e para
que possamos ter um valor representativo para a análise deste problema, o valor de ES0 é
obtido relacionando o módulo de Young do solo com o módulo de cisalhamento GS através
de E = ES0 = 2GS(1 + νS). A Tabela 29 apresenta os coeficientes de rigidez das molas
obtidos a partir das expressões da Tabela 28.

Tabela 29 – Valores de rigidez obtidos a partir das fórmulas de diferentes pesquisadores
para estacas flexíveis em perfil de solo parabólico não homogêneo.

Fonte KL [GN/m] KLR [GN] KR [GNm/rad]
Pender (1993) 8,02 -58,3 750

Gazetas (1984) e Eurocode (2004) 7,38 -48,7 640
Shadlou e Bhattacharya (2016) 8,03 -49,6 612

Fonte: Elaborada pela autora.

Para a turbina de referência de 15 MW, os valores das duas primeiras frequências
naturais considerando o caso de base fixa e o caso com ISE foram obtidos por análise com
os MORs e com elementos finitos. O refinamento dos modelos em elementos finitos foi
realizado conforme apresentado na Seção 4.1, considerando no caso com ISE os coeficientes
de rigidez obtidos por Pender (1993) (Tabela 29). Para os MORs, o número de funções de
projeção é definido como aquele em que as diferenças das duas primeiras frequências em
relação ao caso mais refinado são menores que 2% (ver Apêndice A). A Tabela 30 traz
uma comparação entre as frequências dos dois primeiros modos obtidos com o MOR com
4-GL e a análise em MEF para a condição de base fixa.
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Tabela 30 – Frequências naturais obtidas com o MOR com 4-GL e o modelo em MEF
para a turbina de referência de 15 MW. Caso de base fixa.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,188 0,181 3,87
f2 [Hz] 1,448 1,414 2,40

Fonte: Elaborada pela autora.

A diferença máxima próxima de 4% foi encontrada para a primeira frequência
natural, mostrando uma boa precisão entre esses métodos. Ainda considerando o MOR
com 4-GL, a Figura 42 compara os dois primeiros modos de vibração obtidos do MOR
com àqueles da análise em MEF, apresentando excelente concordância.

Figura 42 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR de 4-GL e com o
modelo em MEF para a turbina de referência de 15MW. Caso de base fixa.
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Fonte: Elaborada pela autora.

Os resultados das duas primeiras frequências naturais obtidas tanto da análise com
MOR quanto da análise em MEF para o caso de base flexível são apresentados na Tabela
31. Neste primeiro momento, os coeficientes de rigidez da fundação são aqueles calculados
a partir de Pender (1993).

Novamente, percebe-se boa concordância entre esses modelos, com uma diferença
máxima nas duas primeiras frequências naturais de 4,22%. Tal fato demostra a funcionali-
dade do MOR em estimar frequências naturais de turbinas eólicas de elevada altura. As
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Tabela 31 – Frequências naturais obtidas com o MOR com 4-GL e o modelo em MEF
para a turbina de referência de 15 MW. Caso de base elástica.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,173 0,166 4,22
f2 [Hz] 1,246 1,219 2,21

Fonte: Elaborada pela autora.

representações gráficas dos dois primeiros modos naturais para o caso com base elástica são
exibidas na Figura 43. Observa-se excelente representatividade dos dois primeiros modos
naturais obtidos a partir do MOR proposto quando comparados aos resultados da análise
em MEF para a tubina em análise com torre de elevada altura e com a consideração da
ISE.

Figura 43 – Os dois primeiros modos obtidos com o MOR de 4-GL e com o modelo em
MEF para a turbina de referência de 15MW. Caso de base elástica.
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Fonte: Elaborada pela autora.

O relatório técnico Gaertner et al. (2020) apresenta 0,170Hz como valor de frequência
natural do primeiro modo torre-monopile, sendo que as equações utilizadas para a obtenção
das constantes de rigidez da mola são baseadas em equações para fundações rasas circulares.
No entanto, apesar da diferença dos métodos para obtenção das molas de rigidez da
fundação, percebe-se que há uma correspondência em ordem de grandeza entre o valor
obtido com o MOR e o citado por Gaertner et al. (2020).
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A Tabela 32 apresenta os resultados da primeira frequência natural considerando
os coeficientes de rigidez obtidos pelos diferentes autores apresentados na Tabela 29.
Percebe-se que, ao considerar a ISE a partir dos valores de molas de rigidez por diferentes
referências, obtêm-se as mesmas estimativas para a primeira frequência natural.

Tabela 32 – Frequência natural para os coeficientes de rigidez da fundação obtidos pelas
diferentes fórmulas da literatura.

Fonte f1 [Hz]
Pender (1993) 0,173

Gazetas (1984) e Eurocode (2004) 0,173
Shadlou e Bhattacharya (2016) 0,172

Fonte: Elaborada pela autora.

4.8 Conclusões deste capítulo

Um modelo matemático com baixo número de GL foi apresentado para calcular as
frequências naturais de turbinas eólicas offshore considerando a ISE e utilizando poucos
parâmetros de entrada. Inicialmente, estudos de caso baseados em seis turbinas eólicas
foram desenvolvidos com dados disponíveis na literatura. Os resultados para as frequências
naturais foram obtidos a partir do MOR com diferentes números de graus de liberdade.
Ainda, foi discutido um critério para definir o número de funções de projeção necessário
para uma representação adequada da frequência natural de interesse. Esse critério foi
baseado nas diferenças percentuais das duas primeiras frequências naturais em relação ao
caso mais refinado.

Inicialmente, foi realizada a análise de convergência de malha com código in-house
de elementos finitos Giraffe, definindo a discretização necessária dos modelos para a melhor
estimativa da frequência natural. Com isso, as torres eólicas foram modeladas em MEF
utilizando 100 elementos de viga compostos por três nós. A subestrutura prismática foi
simulada com uma única seção e um único elemento de viga.

Um estudo de caso detalhado foi realizado para o parque eólico offshore Blyth
e os resultados de frequências naturais para os casos de base fixa e base elástica foram
comparados com os obtidos pela análise em MEF. Em seguida, as mesmas análises foram
realizadas para as demais turbinas eólicas. Para as duas condições de contorno consideradas
(base fixa e base elástica), uma boa concordância entre os resultados previstos pelos MORs
com o MEF foi observada para todas as turbinas eólicas nas duas primeiras frequências
naturais. Para a condição de contorno de base fixa, o maior desvio foi 2,5% para a primeira
frequência natural e 3,6% para a segunda frequência natural. Para a condição de contorno
de base elástica, o maior desvio para a primeira frequência natural foi 2,3% e 3,1% para a
segunda frequência natural.
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É importante ressaltar que as comparações feitas com a análise em MEF demons-
tram o potencial do MOR em determinar outras frequências naturais que podem ser de
interesse no projeto de turbinas eólicas offshore, aspecto não contemplado por alguns
modelos analíticos disponíveis na literatura. Como o modelo derivado possui mais de um
grau de liberdade, a formulação aqui apresentada permite obter os modos de vibração,
propriedade importante e não permitida pelos modelos analíticos de 1-GL comumente
encontrados na literatura. Como exemplo de uma carga que pode excitar o segundo modo,
destacamos a carga de vento. Ressalta-se que o modelo analítico aqui obtido permite
facilmente estudos de sensibilidade das frequências naturais e modos de vibração no que
diz respeito às mudanças nos parâmetros da estrutura e do solo, aspectos que podem ser
importantes nas fases iniciais de projeto.

As comparações entre as diferentes modelagens permitiram verificar a importância
de se considerar todo o sistema para a análise dinâmica. Para as seis turbinas eólicas
offshore analisadas, a ISE é responsável por reduzir a primeira frequência natural na faixa
de 4, 3 − 17, 2%. Da mesma forma, o estudo da influência da mola de acoplamento cruzado
na estimativa da frequência natural permitiu verificar a potencialidade do modelo em
realizar análises de sensibilidade quanto à influência dos parâmetros de rigidez da fundação.
Para os casos analisados, a consideração da rigidez por acoplamento cruzado (termo KLR)
levou a um decréscimo variando de 1,57% a 12,78% no valor da primeira frequência natural
em relação aos casos em que KLR não foi considerado.

Considerando a primeira frequência natural, foi conduzida a comparação entre os
resultados obtidos para todas as turbinas eólicas estudadas a partir do MOR com ISE
e os valores medidos em escala real. Foi observada boa concordância entre os dados de
previsão e medidos, com o maior erro de 8,2% e o menor erro de 4,1%.

Os resultados da primeira frequência natural obtidos pelos MORs para as turbinas
eólicas estudadas também foram comparados com os estimados por outras metodologias
presentes na literatura. Para os casos de base fixa e base elástica, percebeu-se que os
resultados de frequência natural obtidos pelos MORs se aproximaram mais das análises
realizadas em MEF do que dos resultados apresentados por Arany et al. (2016) e Amar
Bouzid, Bhattacharya e Otsmane (2018). Ainda, a realização dessa análise demonstrou a
importância da escolha dos coeficientes de rigidez, visto que o comportamento dinâmico
que é objeto de estudo é influenciado por esse termo.

O estudo de caso com a turbina de referência de 5 MW do NREL permitiu comparar
as estimativas de frequência natural a partir dos MORs com as obtidas por Løken (2017).
Løken (2017) considerou a ISE com a aplicação do método de fixação aparente e do método
de fixação aparente aprimorado, verificando que a inclusão dos termos fora da diagonal da
matriz de rigidez, feito no MFA aprimorado, leva a uma diferença significativa na resposta
estrutural em comparação com o método simplificado. Tal fato demonstra que a escolha do
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método para modelar a fundação da turbina eólica offshore é uma etapa importante para
garantir uma correta representação da resposta dinâmica estrutural. A análise feita para a
turbina de referência de 15 MW do NREL permitiu avaliar as estimativas das frequências
naturais a partir dos MORs, as quais apresentaram boa correspondência com as análises
desenvolvidas com o MEF, incluindo as representações dos modos de vibração. Com isso, o
MOR com a consideração da ISE demonstrou ser eficiente para a estimativa da frequência
natural de torre de grande altura. Tal fato é satisfatório, dada a crescente necessidade do
aumento da capacidade de geração de energia, o que torna necessária a consideração do
aumento da altura da torre e sua análise dinâmica.
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5 MOR para a análise do problema conside-
rando molas distribuídas - estratégias de
modelagem para aplicação em turbinas eó-
licas

Neste capítulo são discutidas as estratégias de modelagem para a análise dinâmica
de turbinas eólicas com interação solo-estrutura considerando molas representativas da
rigidez do solo distribuídas ao longo do monopile. O MOR apresentado na Seção 3.2 do
Capítulo 3 e que considera um método simplificado para obter as frequências naturais com
a interação solo-monopile modelada com base na abordagem de Winkler e no conceito de
viga sobre fundação elástica é aplicado para as turbinas eólicas de referência de 5 MW e
15 MW do NREL.

Alkhoury et al. (2021) considerou, nas análises de frequência naturais de turbinas
eólicas, as propriedades do solo no regime de pequena deformação, em que o comportamento
do solo poderia ser assumido como elástico linear e as propriedades elásticas correspondentes
foram referidas como propriedades elásticas de pequenas deformações. A justificativa para
estas considerações se deu pelo fato de a frequência natural estar relacionada com vibrações
de amplitude muito pequena, sendo a análise modal linear suficiente. Com isso, com a
deformação da fundação pequena, a consideração da rigidez inicial da fundação seria
suficiente. Da mesma forma, nas análises deste capítulo, o comportamento reológico do
solo é considerado linear-elástico, portanto a plasticidade não é considerada. Os valores da
rigidez linear são obtidos com base no método de molas de solo definido pelas curvas p-y,
t-z e Q-z. Este capítulo traz, em sua grande parte, os resultados submetidos no volume
especial Wind Turbine Structures da revista Engineering Structures.

Inicialmente, na Seção 5.1 são apresentadas as turbinas de referência de 5 MW e 15
MW do NREL. O estudo do refinamento dos modelos em elementos finitos é mostrado na
Seção 5.2. Na Seção 5.3 são descritas as diferentes estratégias de modelagem para obtenção
das frequências naturais de turbinas eólicas offshore considerando a ISE por molas lineares
de rigidez distribuídas ao longo do monopile. Os resultados obtidos para as turbinas
de referência de 5 MW e 15 MW são discutidos nas Seções 5.4 e 5.5, respectivamente.
Finalmente, a Seção 5.6 apresenta as conclusões acerca do uso das três estratégias de
modelagem considerando a interação solo-estrutura para a aplicação em turbinas eólicas.
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5.1 Turbinas eólicas de referência

As turbinas eólicas de referência de 5 MW e 15 MW do NREL são utilizadas para
aplicar as estratégias de modelagem. As especificações da turbina de 5 MW são descritas
em Jonkman et al. (2009) e a turbina de referência de 15 MW e suas especificações são
apresentadas por Gaertner et al. (2020). Estas turbinas foram anteriormente utilizadas
para aplicação do MOR com molas acopladas, no Capítulo 4, e mostradas nas Figuras 38
e 41.

Nesta seção, são relembradas as informações das turbinas de referência de forma
sintetizada. As informações estruturais correspondentes aos parâmetros de entrada dos
MORs estão listados na Tabela 33. Informações sobre o monopile e as propriedades das
molas do solo, descritas pelas curvas p-y, t-z e Q-z para a turbina de referência de 5 MW
são extraídas de Zuo, Bi e Hao (2018). Nesta última referência, o monopile foi considerado
com 6 m de diâmetro e 45 m de comprimento, em argila não drenada. A turbina de
referência de 15 MW possui o monopile de 45 m de comprimento1 com 10 m de diâmetro e
0,055 m de espessura. Para a aplicação com a turbina de 15 MW, considera-se o solo com as
mesmas características utilizadas para a turbina de 5 MW. Como a intenção deste capítulo
é validar o MOR com as análises em elementos finitos, a consideração do solo utilizado
para a turbina de 5 MW se justifica. Além disso, o relatório técnico da turbina de 15 MW
(Gaertner et al. (2020)) não oferece uma descrição detalhada do solo, impossibilitando a
aplicação das curvas p-y, t-z e Q-z.

Tabela 33 – Parâmetros de entrada para as turbinas de referência.

Parâmetro de entrada 5 MW 15 MW
M [t] 350 1017
L [m] 152,6 219,582
L2 [m] 77,6 129,582
L1 [m] 30 45
L0 [m] 45 45
DT [m] 3,87 6,5
DB [m] 6,0 10
e2T [m] 0,019 0,024
e2B [m] 0,027 0,041
E2 [GPa] 210 200
DS [m] 6,0 10
e1 [m] 0,060 0,055
E1 [GPa] 210 200
ρ [kg/m3] 8500 7850

Fonte: Adaptada de Løken (2017) e Gaertner et al. (2020).

1 Vale lembrar que o trecho do monopile se encontra enterrado no solo (ver Figura 41).
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5.2 Análise via MEF: discretização da malha

O estudo do refinamento do MEF da estrutura de suporte com torre tubular cônica
e subestrutura prismática já foi realizado na Seção 4.1 do Capítulo 4. Foi considerado o
modelo com 100 seções na torre e 100 elementos e a subestrutura com uma única seção e um
único elemento. Tais considerações proporcionaram boa estimativa das frequências naturais
e garantiram boa representação dos modos de vibração, sem afetar o custo computacional.
Nesta seção são apresentados os resultados da análise de sensibilidade realizadas via Giraffe
para o trecho do monopile da turbina de referência de 5 MW. Dessa forma, todas as
modelagens são realizadas considerando a torre com 100 seções transversais distintas e a
subestrutura com uma única seção transversal, sendo um elemento por seção. As molas
representativas da rigidez do solo estão distribuídas ao longo do monopile. Como o código
Giraffe permite a consideração de um elemento que cria uma conexão flexível entre dois nós
com matrizes de rigidez definidas, esses elementos são criados ao longo do comprimento
do monopile representando as molas distribuídas.

O estudo de sensibilidade é realizado considerando o modelo de Winkler, com a
rigidez da mola constante ao longo do monopile. Para isso, são adotadas molas com valores
representativos da rigidez do solo, sendo kp = 107 N/m/m, kt = 107 N/m/m e kQ = 109

N/m. A geração do trecho do monopile com um certo número de nós visa a melhor
discretização da malha considerando a convergência na resposta de frequência natural,
sempre em comparação ao caso mais refinado. São necessários outros nós, nas mesmas
posições no eixo z dos nós do monopile, distantes em uma unidade no eixo x, gerados para
permitir a conexão flexível entre estes nós. Os valores das molas ao longo do monopile
são inseridas em cada conexão. O valor de cada mola na matriz de rigidez depende da
distância considerada entre dois nós, como representado na Figura 44. Portanto, o estudo
de sensibilidade busca determinar o número necessário de nós no trecho do monopile que
forneça melhor precisão na resposta de frequência natural. Os parâmetros de entrada da
turbina eólica de 5 MW foram apresentados na Tabela 33.

As análises foram realizadas no Giraffe considerando diferentes distâncias entre
dois nós e, consequentemente, diferentes números de nós necessários para o trecho do
monopile. No total foram estudadas seis diferentes condições, em que esta distância entre
os nós varia de 10% a 1% do comprimento do trecho referente ao monopile. A Tabela 34
mostra o resultado da primeira frequência natural, considerando diferentes distâncias entre
os nós no trecho do monopile (l). Essa tabela também traz a diferença percentual destas
frequências naturais em relação às frequências obtidas para l = 0,5 m (o caso mais refinado
avaliado). Da mesma forma, a Tabela 35 mostra o resultado da segunda frequência natural
e as diferenças em relação ao caso mais refinado.

Ao analisar os resultados para a primeira e segunda frequências naturais, percebe-
se que uma distância entre os nós no trecho do monopile de 10% do seu comprimento



126
Capítulo 5. MOR para a análise do problema considerando molas distribuídas - estratégias de modelagem

para aplicação em turbinas eólicas

Figura 44 – Consideração das molas em cada nó com conexão flexível na análise em MEF.
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Fonte: Elaborada pela autora.

proporciona boa convergência, pois para as duas primeiras frequências a maior diferença
percentual em relação ao caso mais refinado foi de 0,45%.

A Figura 45 apresenta os dois primeiros modos de vibração obtidos para o modelo
com distância entre os nós de l = 4,5 m e para o modelo mais refinado. Observa-se que o
refinamento com 11 nós ao longo do trecho do monopile garante boa representação das
formas modais. Desta forma, para a discretização do trecho referente ao monopile no
software de elementos finitos Giraffe será adotada uma distância entre nós correspondente
a 10% do comprimento do monopile, visto que esta distância é satisfatória tanto na
convergência das frequências naturais quanto na representação das formas modais. Como
será melhor discutido na Seção 5.3, para o caso em que a rigidez do solo varia ao longo do
monopile o mesmo comentário se aplica.
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Tabela 34 – Análise do comportamento da primeira frequência natural do modelo com
molas distribuídas, considerando diferentes distâncias entre os nós no trecho
do monopile.

Nº de nós l [m] f1 [Hz] Diferença [%]
11 4,5 0,221 0,45
13 3,75 0,221 0,45
19 2,5 0,220 0,00
31 1,5 0,220 0,00
51 0,9 0,220 0,00
91 0,5 0,220 −

Fonte: Elaborada pela autora.

Tabela 35 – Análise do comportamento da segunda frequência natural do modelo com
molas distribuídas, considerando diferentes distâncias entre os nós no trecho
do monopile.

Nº de nós l [m] f2 [Hz] Diferença [%]
11 4,5 1,378 0,44
13 3,75 1,376 0,29
19 2,5 1,374 0,15
31 1,5 1,373 0,07
51 0,9 1,372 0,00
91 0,5 1,372 −

Fonte: Elaborada pela autora.

5.3 Estratégias de modelagem

O MOR com a consideração de molas distribuídas ao longo do monopile foi
apresentado na Seção 3.2. O problema com a ISE ocorrendo por meios de molas distribuídas
ao longo do monopile apresenta a análise da estrutura de suporte em três trechos, a saber,
torre, subestrutura e monopile. Diferente do caso com molas acopladas, discutido no
capítulo anterior, em que foram analisados apenas os trechos da torre e subestrutura.
Algumas equações importantes para a compreensão deste capítulo serão relembradas e
outras serão referenciadas àquelas apresentadas no Capítulo 3.

A análise considerando o MOR com n-GL é realizada assumindo que a resposta da
estrutura pode ser escrita como:

u(z, t) = q1(t)ψ1,0(z) + q2(t)ψ2,0(z) + ...+ qn(t)ψn,0(z), para (0 ≤ z ≤ L0) ,
u(z, t) = q1(t)ψ1,1(z) + q2(t)ψ2,1(z) + ...+ qn(t)ψn,1(z), para (L0 ≤ z ≤ LSM) e

u(z, t) = q1(t)ψ1,2(z) + q2(t)ψ2,2(z) + ...+ qn(t)ψn,2(z), para (LSM ≤ z ≤ L) (5.1)

Com ψi,j, onde i indica o número da função da projeção e j informa o trecho analisado
(monopile, subestrutura ou torre).
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Figura 45 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos considerando as distâncias entre
os nós ao longo do trecho do monopile iguais a l = 0,5 m e l = 4,5 m.
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Fonte: Elaborada pela autora.

Para cada trecho da estrutura é utilizada uma função de projeção. Do mesmo modo
como aplicado para o caso da ISE com molas acopladas, as funções de projeção para os
trechos da subestrutura e da torre são dadas pela solução clássica de viga prismática,
sendo, respectivamente: ψ1(z) = A5 sin(λ1z) + A6 cos(λ1z) + A7 sinh(λ1z) + A8 cosh(λ1z)
para L0 ≤ z ≤ LSM e ψ2(z) = A9 sin(λ2z) + A10 cos(λ2z) + A11 sinh(λ2z) + A12 cosh(λ2z)
para LSM ≤ z ≤ L. λ1 e λ2 são os números de onda da subestrutura e da torre, nesta
ordem. A relação entre λ1 e λ2 foi dada na Equação 3.28, apresentada na Capítulo 3 (sendo
L1 substituído por LSM).

Para o trecho referente ao monopile, são analisadas três estratégias de modelagem,
aqui denominadas de Estratégia I, Estratégia II e Estratégia III. Na Estratégia I, a
análise é realizada considerando o Caso I apresentado na subseção 3.2.2, onde m0ω

2 =
E0I0λ

4
0 + kp; e assim, utiliza-se a solução de viga prismática para o trecho correspondente

ao monopile, dada por: ψ0(z) = A1 sin(λ0z) + A2 cos(λ0z) + A3 sinh(λ0z) + A4 cosh(λ0z);
sendo λ0 o número de onda do monopile. A Equação 3.109 apresentada na subseção
3.2.2 do Capítulo 3 relaciona os números de onda do monopile e da subestrutura, λ0 e
λ1, respectivamente. Desta forma, a Estratégia I considera todas as funções de projeção
dos trechos correspondentes à estrutura de suporte a partir da solução clássica de viga
prismática.

Na Estratégia II, a análise do trecho referente ao monopile leva em consideração o
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Caso II onde m0ω
2 = kp −E0I0λ

4
0 e assim, chega-se a uma equação do tipo ψ′′′′ + λ4ψ = 0.

Como demonstrado no Capítulo 3, a solução desta equação difere da solução clássica de
viga prismática, sendo dada por: ψ0(z) = A1 cosh

(
λ0z√

2

)
cos

(
λ0z√

2

)
+A2 cosh

(
λ0z√

2

)
sin

(
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2

)
+

A3 sinh
(

λ0z√
2

)
cos

(
λ0z√

2

)
+A4 sinh

(
λ0z√

2

)
sin

(
λ0z√

2

)
; em que λ0 é o número de onda do monopile.

Com a consideração do Caso II, a relação entre λ0 e λ1 pode ser obtida pela Equação 3.111,
apresentada no Capítulo 3, subseção 3.2.2. Assim, a Estratégia II considera as funções de
projeção dos trechos correspondentes à subestrutura e à torre com base na solução clássica
de viga prismática, enquanto que o trecho referente ao monopile leva em consideração a
solução onde m0ω

2 = kp − E0I0λ
4
0. Tanto o Caso I como o Caso II levam em consideração

a presença da rigidez lateral da mola kp na relação entre os números de onda λ0 e λ1.

Na Estratégia III, a análise da seção referente ao monopile é realizada utilizando
o Caso I e o Caso II. No entanto, na Estratégia III, a determinação das funções de
projeção do trecho do monopile depende dos valores de frequência obtidos no Caso I e
no Caso II. Considerar apenas a solução de viga prismática (Caso I) pode gerar modos
não representativos para a estrutura, pois para que a relação m0ω

2 > kp seja válida, os
maiores valores de λ0 são obtidos, gerando os modos mais elevados. Portanto, é necessário
utilizar a forma modal que considera a condição em que m0ω

2 < kp (Caso II), obtendo
os menores valores de λ0. Desta forma, na Estratégia III, os valores de ψ0 são obtidos a
partir da ordem crescente das frequências do trecho do monopile calculadas com os valores
de λ0 obtidos pelo Caso I e Caso II. Nas aplicações da Estratégia III, a relação entre λ0

e λ1 concorda com o caso (Caso I ou Caso II) utilizado para a determinação da função
de projeção. O fluxograma mostrado na Figura 46 resume as etapas das estratégias de
modelagem adotadas.

Nas análises utilizando a Estratégia I, Estratégia II ou Estratégia III, dois dos
graus de liberdade são considerados para representar o movimento do corpo rígido (funções
de projeção translacional e rotacional, ψt(z) = 1 e ψr(z) = z/L, respectivamente). Assim,
em resumo, as demais funções de projeção na análise com a Estratégia I são derivadas do
Caso I, no qual as formas modais dos três trechos são soluções clássicas de viga prismática.
Na Estratégia II, as funções de projeção do trecho do monopile são derivadas do Caso
II, enquanto as funções de projeção dos trechos da subestrutura e da torre são obtidas a
partir da solução de viga prismática. Finalmente, na Estratégia III, as demais funções de
projeção para o trecho do monopile são ordenadas de acordo com a frequência aproximada
desta seção considerando o Caso I e o Caso II.

Nas próximas seções são apresentadas aplicações das estratégias de modelagem
para as turbinas de referência de 5 MW e 15 MW do NREL. Além da análise com os
MORs, também são desenvolvidos modelos hierárquicos de maior ordem usando o software
Giraffe. Os resultados dos modelos em elementos finitos são aqui considerados como valores
de referência com os quais são comparados os dos MORs.
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Figura 46 – Estratégias de modelagem para turbinas eólicas offshore.
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Fonte: Elaborada pela autora.

5.4 Aplicação das estratégias de modelagem na turbina eólica de
referência de 5 MW

No método de mola não-linear para descrição do comportamento do solo, as
resistências do mesmo contra os movimentos da fundação são representadas pelas molas
p-y, t-z e Q-z. É importante salientar que p, t e Q são as resistências mobilizadas, enquanto
que y e z são deflexões, não tendo relação com eixos de um sistema de coordenadas. Para
cada profundidade ao longo do monopile, têm-se as curvas p-y e t-z. A curva Q-z é dada
para uma profundidade fixa, correspondente a profundidade em que se encontra a ponta
do monopile.

As informações necessárias sobre a argila não drenada para a geração das curvas
p-y, t-z e Q-z foram apresentadas por Zuo, Bi e Hao (2018) e mostradas na Tabela 36.
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Tabela 36 – Parâmetros do solo.
Peso específico γ′ [kN/m3] 8

Resistência não drenada su [kPa] 50
Constante empírica adimensional J 0,5

Deformação εc 0,008
Fonte: Adaptada de Zuo, Bi e Hao (2018).

A deformação εc é correspondente àquela obtida considerando metade da máxima
tensão em ensaios de compressão não drenados de laboratório de amostras de solo não
perturbadas. Os parâmetros da Tabela 36 são aplicados às equações referentes à curva p-y
recomendadas pelas normas API (2002) e DNV (2002).

As curvas t-z e Q-z são obtidas por Zuo, Bi e Hao (2018) a partir das relações
t/tmax versus z/D e Q/Qp versus z/D apresentadas tabuladas em API (2002), em que z
é a deflexão axial do monopile em qualquer profundidade abaixo do leito marinho, D é
o diâmetro do monopile, t e tmax são, respectivamente, a adesão mobilizada e a adesão
máxima mobilizada do solo-monopile, Q e Qp são as capacidades de carga mobilizada e
final na ponta, respectivamente. Os valores de tmax e Qp são dependentes da resistência não
drenada do solo su e podem ser calculados conforme sugerido em API (2002). Substituindo
tmax, Qp, D nas tabelas apresentadas em API (2002), as relações t versus z e Q versus
z podem ser obtidas. A curva t-z e a relação t/tmax versus z/D foram apresentadas na
Figura 12 e a curva Q-z, bem como a relação Q/Qp versus z/D foram mostradas na Figura
13, no Capitulo 2.

As curvas p-y e t-z em diferentes profundidades abaixo do leito marinho foram
apresentadas por Zuo, Bi e Hao (2018) e são mostradas na Figura 47. Também é apresentada
a curva Q-z, na ponta do monopile.

As estratégias de modelagem são aplicadas considerando as molas do solo lineares.
Os valores de rigidez das molas são obtidos a partir das curvas apresentadas na Figura 47.
Três análises são realizadas para verificar a influência da modelagem da rigidez das molas.
A Análise 1 e a Análise 2 são realizadas com os valores de rigidez considerados constantes
ao longo do monopile e são obtidos nas profundidades de 5 m e 45 m, respectivamente;
sendo estas profundidades determinadas a partir do leito marinho. A Análise 3 considera
a variação da rigidez com a profundidade.

A relação p versus y depende da profundidade e, com isso, é possível determinar
a rigidez kp(z) a partir da derivada da equação de resistência lateral p em função da
deflexão lateral y considerando uma pequena deflexão igual a 0,006 m (correspondente a
1/1000 do diâmetro do monopile). Para as Análises 1 e 2, os valores da rigidez da mola
kp são determinados a partir da equação obtida, para as profundidades de 5 m e 45 m,
respectivamente. A determinação dos valores de rigidez da mola kt nessas profundidades é
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feita a partir do coeficiente angular da reta tangente ao trecho inicial das curvas. Para a
Análise 3, a equação da rigidez kp(z) é obtida conforme explicado anteriormente. A função
de rigidez kt(z) é obtida a partir da determinação da rigidez no trecho inicial da curva t-z
em cada profundidade. O valor de rigidez kQ, referente à curva Q-z e obtido da mesma
forma como explicado anteriormente, é o mesmo para a Análise 1, 2 e 3, pois corresponde
a uma profundidade fixa.

Figura 47 – Curvas: (a) p-y; (b) t-z e; (c) Q-z.

(a) curva p-y (b) curva t-z

(c) curva Q-z

Fonte: Extraída de Zuo, Bi e Hao (2018)

A Tabela 37 apresenta os valores de rigidez correspondentes as Análises 1 e 2,
bem como as equações que descrevem a variação da rigidez ao longo do comprimento do
monopile, para a Análise 3. As aplicações das três estratégias de modelagem apresentadas
no fluxograma na Figura 46 são realizadas considerando as condições das três análises
apresentadas na Tabela 37.
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Tabela 37 – Valores de rigidez das molas em cada análise para a turbina de 5 MW do
NREL. A origem do eixo z está na ponta do monopile (ver Figura 28).

Análise kp [MN/m/m] kt [MN/m/m] kQ [MN/m]
1 12,95 13,93 265,1
2 27,63 39,51 265,1

3 27,63; 0 ≤ z ≤ 20,34 m 40,75 − 0,63z 265,142,83 − 0,747z ; 20,34 ≤ z ≤ 45 m
Fonte: Elaborada pela autora.

Os valores de rigidez apresentados na Tabela 37 também são adotados nas análises
via MEF conduzidas no Giraffe. Para o caso com rigidez variável, o estudo de refinamento
do MEF foi realizado considerando os valores de rigidez kp(z), kt(z) e kQ conforme
apresentados na Tabela 37, para a Análise 3. A discretização da malha para o trecho do
monopile foi realizada da mesma forma como apresentado na Seção 5.2. Os valores de
kp e kt foram calculados para toda a extensão da seção do monopile, de acordo com a
discretização adotada. Esses valores foram relacionados com o comprimento de influência,
sendo, assim, determinados os valores de rigidez das molas a serem considerados na matriz
de rigidez de cada conexão entre nós.

A Tabela 38 mostra os resultados das duas primeiras frequências naturais obtidas
para diferentes discretizações. Também, são apresentadas as diferenças em relação ao caso
mais refinado (l = 0,5 m). A Figura 48 apresenta os dois primeiros modos de vibração
obtidos para o modelo com distância entre os nós de l = 4,5 m e para o modelo mais
refinado. Analisando as respostas das primeiras frequências naturais e os respectivos modos
de vibração, percebe-se que, conforme mencionado ao final da Seção 5.2, a discretização
da malha considerando l = 4,5 m é apropriada para as análises considerando a rigidez
variável ao longo do trecho do monopile.

Tabela 38 – Análise do comportamento das duas primeiras frequências naturais do modelo
com molas distribuídas, considerando diferentes distâncias entre os nós no
trecho do monopile - rigidez variável.

Nº de nós l [m] f1 [Hz] f2 [Hz] Diferença [%] f1 Diferença [%] f2
11 4,5 0,230 1,470 0,00 0,14
13 3,75 0,230 1,469 0,00 0,07
19 2,5 0,230 1,469 0,00 0,07
31 1,5 0,230 1,468 0,00 0,00
51 0,9 0,230 1,468 0,00 0,00
91 0,5 0,230 1,468 − −

Fonte: Elaborada pela autora.
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Figura 48 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos considerando as distâncias entre
os nós ao longo do trecho do monopile iguais a l = 0,5 m e l = 4,5 m - rigidez
variável.
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Fonte: Elaborada pela autora.

5.4.1 Estratégia I

Na Estratégia I, a análise é realizada considerando o Caso I apresentado na subseção
3.2.2. Nesta estratégia, a solução clássica de viga prismática é utilizada em todas as seções
da estrutura de suporte. A Tabela 39 traz as frequências naturais obtidas com o MOR
considerando a Estratégia I com a Análise 3 para os diferentes números de funções de
projeção (n). Esta tabela também traz a diferença destas frequências naturais em relação
às frequências obtidas para n = 5.

Tabela 39 – Convergência da frequência natural. Estratégia I - Análise 3.

Estratégia I

n
Frequência natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f1 f2 f3 f4
3 0,498 5,961 8,773 - - 0,20 0,42 0,10 -
4 0,497 5,943 8,765 51,807 - 0,00 0,12 0,01 22,59
5 0,497 5,936 8,764 42,262 838,44 - - - -

Fonte: Elaborada pela autora.

Analisando a Tabela 39, é possível verificar que, com o MOR com 5-GL (dois modos
de corpo rígido para representar tanto a translação quanto a rotação e três funções de
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projeção da solução clássica de viga prismática para representar a flexão), as frequências
dos três primeiros modos atingiram a convergência numérica.

A Tabela 40 apresenta os valores das duas primeiras frequências naturais obtidos
a partir do MOR com 5-GL, considerando as análises apresentadas na Tabela 37. Nas
Análises 1 e 2, as molas kp e kt são consideradas com o valor de rigidez constante ao
longo do monopile, correspondendo ao menor e ao maior valor de rigidez, respectivamente.
A Análise 3 considera a variação da rigidez lateral e axial ao longo do comprimento do
monopile.

Tabela 40 – Primeiras frequências naturais obtidas a partir do MOR para diferentes
considerações da rigidez das molas distribuídas - Estratégia I.

Análise f1 [Hz] f2 [Hz]
1 0,342 3,643
2 0,559 6,650
3 0,497 5,936

Fonte: Elaborada pela autora.

Avaliando a Tabela 40 é possível verificar que as respostas das primeiras frequências
naturais obtidas a partir da Análise 3 estão entre as respostas das Análises 1 e 2. Esse é
um resultado esperado, já que as Análises 1 e 2 representam os extremos inferior e superior
nos valores de rigidez das molas distribuídas, respectivamente.

As Análises 1, 2 e 3 são realizadas no software de elementos finitos Giraffe, seguindo
a discretização da malha definida na Seção 5.2. A Tabela 41 traz a comparação entre as
frequências naturais dos dois primeiros modos obtidas na Análise 1 com o MOR com 5-GL
(dois de corpo rígido e três de flexão) e a análise via MEF. Da mesma forma, a Tabela 42
compara os resultados obtidos para a Análise 2 e a Tabela 43 para a Análise 3.

Tabela 41 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia I - Análise 1.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,342 0,227 50,66
f2 [Hz] 3,643 1,440 152,99

Fonte: Elaborada pela autora.

Analisando os resultados das Tabelas 41, 42 e 43, percebe-se que, para todas
as análises, existe uma diferença significativa entre os resultados obtidos pelo MOR
e os resultantes da análise via MEF. O MOR, quando formulado com a Estratégia I,
apresenta uma diferença de aproximadamente 116% no valor de f1 quando comparado ao
resultado do MEF, para a Análise 3. Para a segunda frequência natural, a diferença é de
aproximadamente 304%. A Figura 49 ilustra as duas primeiras formas modais obtidas para
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Tabela 42 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia I - Análise 2.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,559 0,239 133,89
f2 [Hz] 6,650 1,608 313,56

Fonte: Elaborada pela autora.

Tabela 43 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia I - Análise 3.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,497 0,230 116,09
f2 [Hz] 5,936 1,470 303,81

Fonte: Elaborada pela autora.

as Análises 1, 2 e 3, revelando claramente a discordância entre os resultados do MOR e
MEF. Tais resultados demonstram que o MOR considerando a Estratégia I não é adequado
para a previsão de frequências naturais quando o modelo de interação solo-estrutura é
considerado com molas distribuídas ao longo do monopile.

Outro ponto importante a ser destacado é que, uma vez alcançada a convergência
em relação aos valores das frequências naturais (Tabela 39), o aumento do número de
funções de projeção não melhora a predição das frequências naturais. O mesmo comentário
vale para a qualidade da representação dos modos de vibração, como pode ser visto na
Figura 50, considerando a Análise 3. Observa-se que há convergência em relação aos modos
de vibração para os diferentes números de graus de liberdade considerados, embora não
pela solução de referência baseada no MEF.
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Figura 49 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR com 5-GL e com o
modelo em MEF para a turbina de referência de 5 MW. Estratégia I.
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Figura 50 – Os dois primeiros modos de vibração para os diferentes números de graus de
liberdade do MOR. Turbina de referência de 5 MW. Estratégia I - Análise 3.
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Fonte: Elaborada pela autora.

5.4.2 Estratégia II

Na subseção anterior, observou-se que as funções de projeção obtidas a partir da
solução clássica de viga prismática não atendem ao problema em que a seção do monopile
possui molas distribuídas ao longo do seu comprimento. A Estratégia II é uma alternativa
para melhorar a qualidade do MOR na predição das frequências naturais e das formas
modais de vibração. Neste caso, esta estratégia considera 6-GL (dois de movimento de
corpo rígido e quatro para contabilizar a flexão). A Tabela 44 traz o estudo de convergência
associado à Estratégia II, considerando a Análise 3. Nesta tabela mencionada, as diferenças
se referem à comparação com o caso com n = 6. A partir da análise da Tabela 44,
considera-se que n = 6 conduz à convergência para as duas primeiras frequências naturais.

A Tabela 45 apresenta os valores das duas primeiras frequências naturais previstas a
partir do MOR com 6-GL, considerando as análises apresentadas na Tabela 37. Novamente,
pode-se observar que as respostas das primeiras frequências naturais obtidas a partir da
Análise 3 estão entre as respostas das Análises 1 e 2.
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Tabela 44 – Convergência da frequência natural. Estratégia II - Análise 3.

Estratégia II

n
Frequência natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
3 0,256 3,031 8,290 - - - 7.56 102,61 98,42 - -
4 0,241 1,562 5,969 8,714 - - 1,26 4,41 42,87 12,79 -
5 0,238 1.527 4,298 8.169 9,939 - 0,00 2,07 2,87 5,73 8,49
6 0,238 1,496 4,178 7,726 9,161 14,629 - - - - -

Fonte: Elaborada pela autora.

Tabela 45 – Primeiras frequências naturais obtidas a partir do MOR para diferentes
considerações da rigidez das molas distribuídas - Estratégia II.

Análise f1 [Hz] f2 [Hz]
1 0,235 1,488
2 0,247 1,634
3 0,238 1,496

Fonte: Elaborada pela autora.

As Tabelas 46, 47 e 48 apresentam, nessa ordem, a comparação entre os valores das
duas primeiras frequências naturais obtidos com o MOR considerando a Análise 1, Análise
2 e Análise 3 com os resultados a partir do MEF. Tais comparações revelam uma boa
concordância entre esses modelos. A diferença observada considerando a Análise 3 para a
primeira frequência natural está próxima de 3,5%. Para a segunda frequência natural, essa
diferença é de aproximadamente 1,8%.

Tabela 46 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia II - Análise 1.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,235 0,227 3,52
f2 [Hz] 1,488 1,440 3,33

Fonte: Elaborada pela autora.

Tabela 47 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia II - Análise 2.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,247 0,239 3,35
f2 [Hz] 1,632 1,608 1,62

Fonte: Elaborada pela autora.

Além da boa concordância entre os valores das frequências naturais, o primeiro e o
segundo modos de vibração obtidos com o MOR considerando a Estratégia II praticamente
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Tabela 48 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia II - Análise 3.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,238 0,230 3,48
f2 [Hz] 1,496 1,470 1,77

Fonte: Elaborada pela autora.

coincidem com os obtidos da análise em MEF, como pode ser visto na Figura 51; seja para
a análise com molas de rigidez constante ou variável. Estes fatos destacam a importância
de se levar em conta adequadamente a influência das molas na seção do monopile ao
escolher a função de projeção.

A aplicação da Estratégia II considera o Caso II, que permite encontrar os menores
modos de vibração já que o Caso II obtém os menores valores de λ0. A frequência natural
aumenta com o valor de λ0, e a condição do Caso II é limitada a m0ω

2 < kp. Portanto,
após um determinado valor de λ0, a relação m0ω

2 < kp não é mais válida. Este aspecto é
discutido com maior profundidade na aplicação da Estratégia III, na próxima subseção.
Assim, apesar da Estratégia II permitir a representação adequada das primeiras frequências
naturais, não é possível encontrar os modos de vibração mais elevados, dada a limitação
dos valores de λ0. Tal fato torna necessário conceber outra estratégia de modelagem que
permita também a representação dos modos de vibração mais altos e, portanto, agregue
generalidade à formulação. É importante ressaltar que a necessidade de modos superiores,
embora à primeira vista não seja tão relevante para a análise de turbinas eólicas offshore
(dado que as principais ações excitam os modos mais baixos), pode ser interessante em
outros problemas envolvendo vigas não prismáticas apoiadas elasticamente, evidenciando
o caráter generalista da formulação desenvolvida. Obviamente, se alguma carga externa
em uma turbina eólica tiver energia em torno das frequências naturais mais altas, esse
aspecto se torna relevante na análise.
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Figura 51 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR com 6-GL e com o
modelo em MEF para a turbina de referência de 5 MW. Estratégia II.
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5.4.3 Estratégia III

A Estratégia III combina as duas estratégias apresentadas anteriormente e assim
leva em conta as funções de projeção considerando o Caso I e o Caso II. Então, usando
o MOR obtido na Estratégia II apresentada na subseção 5.4.2, funções de projeção são
adicionadas ao modelo considerando o Caso I. A convergência da frequência natural é
apresentada na Tabela 49, considerando a Análise 3. O MOR considerado para a análise da
Estratégia III possui dois modos de corpo rígido, quatro funções de projeção considerando
o Caso II e três funções de projeção considerando o Caso I, levando a um modelo com
9-GL (dois de movimento de corpo rígido e sete de flexão).

Tabela 49 – Convergência da frequência natural. Estratégia III - Análise 3.

Estratégia III

n
Frequência natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5 f6
7 0,237 1,493 4,094 7,648 9,058 13.900 0,00 0,07 0.56 0,25 0.29 2,92
8 0,237 1,493 4,077 7.633 9,038 13,634 0,00 0,07 0,15 0,05 0,07 0,96
9 0,237 1,492 4,071 7,629 9,032 13,505 - - - - - -

Fonte: Elaborada pela autora.

A Estratégia III considera tanto os modos mais baixos, observados quando m0ω
2 <

kp (Caso II), quanto os modos mais altos, verificados quando m0ω
2 > kp (Caso I). A

contribuição de cada um dos casos apresentados depende do valor da frequência aproximada
para a seção do monopile que pode ser calculada com base no valor de ω (ver fluxograma
apresentado na Figura 46). Como exemplo, os valores aproximados de frequência para a
seção do monopile são calculados usando a expressão m0ω

2
0 = E0I0λ0

4 + kp dos valores de
λ0 obtidos com o Caso I e usando a expressão m0ω

2
0 = kp − E0I0λ0

4 com os valores de λ0

obtidos com o Caso II. A Tabela 50 mostra os valores das frequências aproximadas para o
Caso I e para o Caso II, quando consideradas as condições da Análise 3. Esses resultados
mostram que o Caso I e o Caso II correspondem, respectivamente, aos modos superiores e
inferiores, ambos capturados na Estratégia III.

Tabela 50 – Frequência aproximada baseada no número de onda do trecho do monopile.

Número de onda - Caso I ω0 [rad/s] Número de onda - Caso II ω0 [rad/s]
Iλ1

0 56,94 IIλ1
0 48,57

Iλ2
0 85,83 IIλ2

0 31,99
Iλ3

0 122,04 IIλ3
0 12,66

Iλ4
0 166,51 IIλ4

0 2,19
Fonte: Elaborada pela autora.

A Tabela 51 compara os resultados das duas primeiras frequências naturais obtidos
tanto da análise com MOR quanto em MEF para a Estratégia III, considerando a Análise 1.
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Da mesma forma, as Tabelas 52 e 53 apresentam os valores das duas primeiras frequências
naturais obtidos com o MOR e MEF, considerando as Análises 2 e 3, respectivamente.

Tabela 51 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia III - Análise 1.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,234 0,227 3,08
f2 [Hz] 1,459 1,440 1,32

Fonte: Elaborada pela autora.

Tabela 52 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia III - Análise 2.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,247 0,239 3,35
f2 [Hz] 1,627 1,608 1,18

Fonte: Elaborada pela autora.

Tabela 53 – Frequências naturais obtidas com o MOR e o modelo em MEF para a turbina
de referência de 5 MW. Estratégia III - Análise 3.

Frequência natural MOR MEF Diferença [%]
f1 [Hz] 0,237 0,230 3,04
f2 [Hz] 1,492 1,470 1,50

Fonte: Elaborada pela autora.

Excelente correspondência é verificada entre os resultados de frequência natural
obtidos com o MOR e com a análise em MEF. Considerando a Análise 3, verifica-se
aproximadamente 3% de diferença em relação ao valor de f1. Já para a segunda frequência
natural, esta diferença é de 1,50%. Ao comparar os resultados de f1 e f2 mostrados nas
Tabelas 48 e 53, notamos que a adoção da Estratégia III leva a uma melhora marginal nos
valores destes frequências naturais.

A Figura 52 mostra a comparação entre as representações dos dois primeiros modos
de vibração obtidos tanto pela análise com o MOR quanto via MEF, para as Análises
1, 2 e 3. Os dois primeiros modos de vibração obtidos pelo MOR e exibidos na Figura
52 demonstram excelente concordância com os do MEF, validando assim o potencial da
Estratégia III para a modelagem de turbinas eólicas offshore com ISE modelada por molas
representativas da rigidez do solo distribuídas ao longo do comprimento do monopile.
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Figura 52 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR com 9-GL e com o
modelo em MEF para a turbina de referência de 5 MW. Estratégia III.
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Fonte: Elaborada pela autora.

5.4.4 Discussão acerca das estratégias de modelagem

As subseções anteriores discutiram individualmente os resultados das aplicações
das Estratégias I, II e III para a turbina de referência de 5 MW do NREL. Nesta subseção,
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é apresentada uma discussão sobre as três estratégias de modelagem.

A Tabela 54 resume os resultados das duas primeiras frequências naturais previstas
pelas três estratégias de modelagem e a diferença em relação aos resultados do MEF,
considerando a Análise 3.

Tabela 54 – Comparação entre as estratégias de modelagem utilizando a Análise 3. Os
resultados do MEF são considerados como valores de referência.

Estratégia f1 [Hz] f2 [Hz] Diferença [%] f1 Diferença [%] f2
I 0,497 5,936 116,09 303,81
II 0,238 1,496 3,48 1,77
III 0,237 1,492 3,04 1,50

MEF 0,230 1,470 − −
Fonte: Elaborada pela autora.

Da mesma forma, os dois primeiros modos de vibração da turbina eólica de 5 MW
obtidos a partir de cada estratégia de modelagem e da análise em MEF são apresentados
na Figura 53.

Inicialmente, é necessário ressaltar que nas subseções anteriores, as previsões das
frequências naturais foram apresentadas utilizando os MORs e as validações foram dadas
por comparações com os resultados obtidos nas análises em elementos finitos. Com os
resultados e comparações apresentados na subseção 5.4.1, foi possível verificar que a
Estratégia I falha por não considerar os modos mais baixos. A sua aplicação não converge
para uma resposta correta, nem em termos de frequência natural nem em termos de modos
de vibração. Por sua vez, a Estratégia II, cujos resultados foram apresentados na subseção
5.4.2, é suficiente em alguns casos, quando, por exemplo, o foco está na obtenção dos
modos mais baixos de vibração. No entanto, a metodologia mais completa é a Estratégia
III e permite prever modos superiores, conforme verificado na subseção 5.4.3. É importante
ressaltar que as funções de projeção aqui adotadas são aproximadas e os componentes das
funções de projeção das frequências mais altas também contribuem para gerar os modos
mais baixos.
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Figura 53 – Os dois primeiros modos de vibração obtidos com o MOR e com o MEF
para a turbina de referência de 5 MW. Comparação entre as estratégias de
modelagem.
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Fonte: Elaborada pela autora.

Os modelos analíticos desenvolvidos na literatura para a resolução das equações
de movimento geralmente utilizam as funções de projeção dadas pela solução clássica
de viga prismática. Ainda assim, espera-se que com o aumento do número de termos na
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expansão se chegue a uma solução exata. Elishakoff et al. (2021) destacam que com o
aumento do número de termos na expansão, o método rigoroso de Galerkin2 tende a uma
solução exata. De fato, conforme demonstrado no Capítulo 4, o aumento do número n
de termos da expansão permitiu que a previsão do MOR ficasse próxima das frequências
naturais medidas experimentalmente. No entanto, na análise das estratégias de modelagem,
fica claro que adicionar funções de projeção no método de Galerkin, mesmo que atinja a
convergência, não significa que esteja convergindo para a solução correta, aqui entendida
como a do MEF. Para cada caso, é necessário adotar abordagens que levem em consideração
as condições de contorno do problema, obtendo a melhor estratégia para representar o
comportamento dinâmico real da estrutura.

Os resultados apresentados evidenciam o potencial da Estratégia II e da Estratégia
III para a previsão das frequências naturais e representação dos modos de vibração. No
entanto, como discutido anteriormente, a Estratégia II, nesta aplicação, possui 6-GL
e, portanto, permite apenas a previsão das seis primeiras frequências naturais; sendo
ineficiente para a determinação de modos superiores. Isso ocorre porque, para a turbina
analisada, apenas quatro valores de λ0 satisfazem a relação m0ω

2
0 < kp (fornecendo as

quatro funções de projeção de flexão). A estratégia III considerou 9-GL neste problema,
mas, se necessário, é possível utilizar mais funções de projeção caso o interesse seja o de
obter modos maiores que a nona frequência.

As diferentes análises considerando a condição da rigidez da mola como constante
ou variável ao longo do comprimento do monopile nas aplicações com a Estratégia II
e Estratégia III demonstraram que as metodologias permitem a análise nestas duas
considerações de rigidez do solo, pois pequenas diferenças percentuais foram alcançadas
quando comparados os resultados obtidos com os elementos finitos. No entanto, do ponto
de vista físico, a consideração de uma função que leve em consideração a variação da
rigidez do solo é a mais adequada, pois é a que mais se aproxima da condição real. Quando
de posse de dados medidos para uma determinada turbina, a depender das condições
dos solos, utilizar o MOR com a adoção simplificada de molas constantes pode gerar
resultados muito distantes da realidade. Por este motivo, na próxima seção as estratégias
de modelagem serão aplicadas considerando as condições da Análise 3.

2 A versão direta do método de Galerkin, definido pelo autor como Naïve Galerkin Method, aplica o
procedimento de Galerkin em cada subdomínio da estrutura. O método rigoroso de Galerkin, Rigorous
Galerkin Method, trata as mudanças dos parâmetros estruturais, como rigidez e massa, levando a
solução exata para estruturas escalonadas.
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5.5 Aplicação das estratégias de modelagem na turbina eólica de
referência de 15 MW
Visando à aplicação das estratégias de modelagem em uma torre mais alta, será

considerado nesta seção que a turbina de 15 MW do NREL se encontra em solo com as
mesmas características apresentadas na Seção 5.4. Desta forma, o objetivo desta aplicação
é verificar as estratégias de modelagem, obter e comparar as frequências naturais. O
monopile da turbina de referência de 15 MW também tem 45 m de comprimento, sendo o
diâmetro igual a 10 m.

Tendo em vista a discussão anterior sobre a consideração das molas distribuídas ao
longo do monopile, nesta seção será considerada a Análise 3, em que as molas de rigidez
do solo kp e kt, variam ao longo do trecho do monopile. A Tabela 55 apresenta os valores
de rigidez das molas para a turbina de referência de 15 MW.

Tabela 55 – Valores de rigidez das molas para a turbina de referência de 15 MW. A origem
do eixo z está na ponta do monopile (ver Figura 28).

kp [(MN/m)/m] kt [(MN/m)/m] kQ [MN/m]
27.63; 0 ≤ z ≤ 16,43 m 40,75 − 0,632z 441,838.22 − 0,645z ; 16,43 ≤ z ≤ 45 m

Fonte: Elaborada pela autora.

Com as análises das estratégias de modelagem realizadas com a turbina de referência
de 5 MW na seção anterior, foi possível verificar que a Estratégia I é inadequada para
prever as frequências naturais. Com isso, nesta seção são aplicadas as Estratégias II e
III. Vale recordar que embora ambas as estratégias sejam eficientes para determinar as
primeiras frequências naturais, a Estratégia II não possui a mesma eficácia para lidar com
os modos superiores.

A Tabela 56 mostra os resultados das seis primeiras frequências naturais obtidas a
partir da Estratégia II com o MOR com 6-GL e da Estratégia III com o MOR com 9-GL.
As previsões para as frequências naturais a partir dos MORs são comparadas àquelas
obtidas pelo MEF, conforme apresentadas na tabela.

Observando a Tabela 56, pode-se verificar que, para as duas primeiras frequências
naturais, ambas as estratégias são eficientes, visto que levam a resultados que diferem da
análise via MEF em menos de 5%. Para modos superiores, pode-se ver que a Estratégia
III apresenta diferenças menores em relação aos valores obtidos pela análise em elementos
finitos do que a Estratégia II. Isso ocorre devido à contribuição dos componentes das funções
de projeção das frequências mais altas na definição dos modos mais baixos. Portanto, como
a Estratégia III é aplicada com o MOR com 9-GL, a resposta da quinta frequência natural
apresenta uma diferença de 3,73%, enquanto a Estratégia II leva a uma diferença de 6,95%.
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Tabela 56 – Frequências naturais obtidas com a Estratégia II com MOR com 6-GL, a
Estratégia III com MOR com 9-GL e o modelo em MEF para a turbina de
referência de 15 MW.

Frequência MOR MOR MEF Diferença [%] Diferença [%]
natural [Hz] Estratégia II Estratégia III Estratégia II Estratégia III

f1 0,142 0,142 0,136 4,41 4,41
f2 0,939 0,934 0,921 1,95 1,41
f3 2,875 2,812 2,720 5,70 3,38
f4 5,774 5,596 5,297 9,01 5,64
f5 7,631 7,401 7,135 6,95 3,73
f6 13,466 10,939 9,491 41,88 15,25

Fonte: Elaborada pela autora.

Para a sexta frequência natural, a aplicação da Estratégia III reduziu a diferença para o
resultado do MEF em cerca de 27% do valor estimado pela Estratégia II. Essas diferenças
também são repercutidas na representação das formas modais. A seguir, são apresentadas
as discussões a cerca das representações das formas modais advindas das Estratégias II e
III.

A Figura 54 traz as comparações entre as representações das formas modais dadas
a partir das Estratégias II e III para o primeiro e segundo modos de vibração. Como
esperado para esses modos, não há diferença significativa entre os resultados de ambas as
estratégias e o MEF.

As representações das formas modais dadas pelas Estratégias II e III para o terceiro
e quarto modos de vibração são mostradas na Figura 55. Percebe-se que as diferenças
expressadas na Tabela 56 em relação às frequências naturais também são observadas quando
se analisa as representações dos modos de vibração. As duas estratégias permitem uma
boa representação do terceiro modo. Por outro lado, a Estratégia II falha na recuperação
do quarto modo de vibração.

A Figura 56 apresenta as representações do quinto e sexto modos de vibração dadas
a partir das Estratégias II e III, e também da análise em elementos finitos. Ao analisar a
Figura 56 é possível verificar que para esses modos de vibração mais elevados, a Estratégia
II apresenta maior divergência com os resultados da análise em elementos finitos do que a
Estratégia III. Conforme já mencionado, a Estratégia III permite a consideração de mais
graus de liberdade e como as funções de projeção das frequências mais altas contribuem
para gerar os modos mais baixos, as representações das formas modais fornecidas pela
Estratégia III são mais adequadas quando comparadas aos resultados do MEF. Caso
se pretenda que a Estratégia III conduza a uma melhor concordância (em termos de
frequências naturais e formas modais) com os resultados do MEF para os modos mais
elevados, é necessário incluir mais graus de liberdade ao modelo (dado o número ilimitado
de valores possíveis de λ0 do Caso I).
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Figura 54 – Primeiro e segundo modos de vibração obtidos com o MOR e com o modelo em
MEF para a turbina de referência de 15 MW. Comparação entre as estratégias
de modelagem.
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Fonte: Elaborada pela autora.

5.6 Conclusões deste capítulo

Neste capítulo, um modelo matemático com baixo número de graus de liberdade
foi apresentado como uma ferramenta para calcular as frequências naturais e os modos de
vibração de turbinas eólicas offshore com ISE considerada por molas representativas da
rigidez do solo distribuídas ao longo do monopile. Três estratégias de modelagem para a
obtenção dos MORs foram apresentadas e os resultados foram comparados com os obtidos
pelo MEF. Independente da estratégia de modelagem adotada, poucos parâmetros de
entrada são requeridos.

A discretização da malha no trecho do monopile para a análise a partir do software
Giraffe foi realizada considerando a torre com 100 seções e a subestrutura prismática com
uma única seção; sendo um elemento por seção, conforme verificado no Capítulo 4. Neste
estudo foi verificado que a adoção de uma distância entre nós correspondente a 10% do
comprimento do monopile é apropriada no que diz respeito à convergência das frequências
naturais e das representações das formas modais.

Inicialmente, as três diferentes estratégias de modelagem foram aplicadas à turbina
de referência de 5 MW, permitindo verificar qual delas seria a mais eficaz na estimativa
das frequências naturais e das formas modais. A Estratégia I considera todas as funções
de projeção das seções correspondentes à estrutura de suporte a partir da solução clássica
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Figura 55 – Terceiro e quarto modos de vibração obtidos com o MOR e com o modelo em
MEF para a turbina de referência de 15 MW. Comparação entre as estratégias
de modelagem.
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Fonte: Elaborada pela autora.

de viga prismática. O MOR considerando a Estratégia I apresentou grande discordância
na estimativa das frequências naturais e na representação das formas modais quando
comparado ao MEF. Esse fato permitiu confirmar que mesmo aumentando o número
de funções de projeção e obtendo a convergência para o valor da frequência natural,
esta estratégia de modelagem é ineficaz para este problema que apresenta um trecho da
estrutura de suporte com molas distribuídas representando a ISE. A Estratégia II leva
em conta que kp > m0ω

2, chegando a uma equação para a forma modal que tem solução
diferente da solução clássica de viga prismática. A aplicação da Estratégia II apresentou
bons resultados quando comparados ao MEF. No entanto, esta estratégia torna-se ineficaz
na determinação dos modos superiores. A estratégia III é a mais completa, pois é a união
das outras duas estratégias, e permite a previsão de uma gama mais ampla de frequências
naturais e formas modais. Além disso, os resultados obtidos com a aplicação da Estratégia
III mostraram boa concordância com os obtidos pelo MEF.

A análise considerando a turbina de referência de 15 MW permitiu avaliar que o
MOR é eficiente para a estimativa da frequência natural de uma torre mais alta. Assim
como observado para a turbina de referência de 5 MW, a Estratégia III foi a que apresentou
melhor concordância com as análises desenvolvidas com o MEF, inclusive nas representações
dos modos de vibração mais elevados.
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para aplicação em turbinas eólicas

Figura 56 – Quinto e sexto modos de vibração obtidos com o MOR e com o modelo em
MEF para a turbina de referência de 15 MW. Comparação entre as estratégias
de modelagem.
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Fonte: Elaborada pela autora.

Em síntese, neste capítulo foram apresentadas três estratégias de modelagem
para torres de turbinas eólicas com ISE com molas representativas da rigidez do solo
distribuídas ao longo do monopile. As comparações entre as diferentes estratégias de
modelagem permitiram verificar a importância de considerar abordagens que levem em
consideração as condições de contorno do problema, obtendo a melhor estratégia para
representar o comportamento dinâmico real da estrutura. Para um estudo preliminar
do comportamento dinâmico das turbinas eólicas offshore, em que o interesse está nas
duas primeiras frequências naturais, as Estratégias II e III podem ser utilizadas sem
perda de eficiência. Caso o foco recaia sobre modos superiores, a Estratégia III pode ser
utilizada com segurança, pois a mesma permite o acréscimo de novas funções de projeção,
aumentando assim os graus de liberdade do problema.

Por fim, duas informações devem ser pontuadas. O primeiro aspecto que merece
destaque é que a função que rege a variação da rigidez do solo com a profundidade foi
desenvolvida com base nas curvas p-y, t-z e Q-z recomendadas em API (2002) e DNV
(2002), as quais são baseadas em estacas de pequeno diâmetro. O fato é que a formulação
apresentada está pronta para uso com qualquer nova equação que represente a rigidez do
solo que modela ISE. Um outro aspecto que deve ser reforçado é que o modelo de ordem
reduzida apresentado requer poucos parâmetros de entrada e permite a estimativa das
frequências naturais e das formas modais com baixo custo computacional.
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6 Conclusões e sugestões de trabalhos futuros

O foco da tese foi no desenvolvimento analítico de modelos de ordem reduzida
(MOR) para estimar as frequências naturais de turbinas eólicas offshore considerando dife-
rentes condições da interação solo-estrutura (ISE). Também foram avaliadas as vantagens
do uso desse tipo de modelo para a análise e prática da engenharia.

A ISE foi considerada de duas formas diferentes, de acordo com cada metodologia.
A primeira metodologia desenvolveu um MOR levando em conta a ISE por meio de uma
matriz de rigidez representativa do sistema solo-monopile. A segunda metodologia, por
sua vez, levou em consideração a ISE utilizando molas representativas da rigidez do solo
distribuídas ao longo do monopile, modelando a flexibilidade da fundação. A rigidez da
mola varia ao longo do monopile para representar o comportamento do perfil do solo.

As equações de movimento foram obtidas usando o Princípio Estendido de Hamilton
e os MORs foram obtidos utilizando o método de Galerkin para a discretização das equações
à derivadas parciais. A primeira metodologia com a consideração da ISE por meio de
molas acopladas foi desenvolvida para diferentes condições de contorno; a saber, base fixa
e base elástica. A estrutura de suporte foi dada pelos trechos da subestrutura e da torre.
A segunda metodologia, com molas representativas da rigidez do solo distribuídas ao longo
do monopile, acrescentou o trecho do monopile à modelagem da estrutura de suporte.
Para todos os casos, os resultados obtidos a partir dos MORs foram comparados com
aqueles obtidos nas análises desenvolvidas com a utilização do código in-house Giraffe,
baseado no método dos elementos finitos (MEF). Alguns dados experimentais também
foram utilizados na comparação.

Inicialmente, foi realizada a análise de convergência de malha com código de
elementos finitos Giraffe, definindo a discretização necessária dos modelos para a melhor
estimativa da frequência natural. Para o caso em que a ISE é dada por molas distribuídas,
o estudo de sensibilidade busca ainda determinar o número necessário de nós no trecho do
monopile que forneça melhor precisão na resposta de frequência natural, já que o valor de
cada mola na matriz de rigidez depende da distância considerada entre dois nós.

A validação dos MORs com a consideração da ISE por meio de molas acopladas foi
realizada para seis diferentes turbinas eólicas cujos dados estão disponíveis na literatura,
permitindo a correlação analítica-experimental para a primeira frequência natural. Ainda,
os resultados da primeira frequência natural obtidos pelos MORs para as turbinas eólicas
estudadas também foram comparados com os estimados por outras metodologias presentes
na literatura. Para todos os casos, os resultados das estimativas das primeiras frequências
naturais obtidas com os MORs foram comparadas com os resultados das conduzidas
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pelo MEF. Como o modelo derivado possui mais de um grau de liberdade, a formulação
aqui apresentada permitiu obter os modos de vibração, propriedade importante e não
permitida pelos modelos analíticos de 1-GL comumente encontrados na literatura e que
traz caráter de ineditismo ao estudo desenvolvido no âmbito da tese. De forma sumarizada,
são apresentados abaixo os resultados obtidos a partir do MOR com ISE considerando
molas acopladas:

• Foi apresentado e discutido um critério para definir o número de funções de projeção
necessário para uma representação adequada da frequência natural de interesse.
Nesse estudo, o número de funções de projeção necessário para a representação da
frequência fundamental foi aquele que levou a uma diferença inferior a 2% entre as
duas primeiras frequências naturais e aquelas obtidas para o caso mais refinado, ou
seja, aquele com o maior número de modos usado uxado na expansão;

• As comparações entre as diferentes modelagens das condições de contorno permitiram
verificar a importância de se considerar todo o sistema para a análise dinâmica. Para
diferentes turbinas eólicas offshore analisadas, foi verificado que a ISE é responsável
por reduzir a primeira frequência natural na faixa de 4,3% - 17,2% em relação à
condição de base fixa;

• O estudo da influência da mola de acoplamento cruzado na estimativa da frequência
natural permitiu verificar a potencialidade do modelo em realizar análises de sensi-
bilidade quanto à influência dos parâmetros de rigidez da fundação. Para os casos
analisados, a consideração da rigidez por acoplamento cruzado (termo KLR) levou a
um decréscimo variando de 1,57% a 12,78% no valor da primeira frequência natural
em relação aos casos em que KLR não foi considerado;

• A primeira frequência natural estimada a partir do MOR considerando a base elástica
para todas as turbinas eólicas estudadas foi comparada com os valores medidos em
escala real. Foi observada boa concordância entre os dados de previsão e medidos,
com o maior erro de 8,2% e o menor erro de 4,1%. Para essas mesmas turbinas,
considerando a base elástica, quando as estimativas da primeira frequência natural a
partir do MOR foram confrontadas com os resultados das análises via MEF, a maior
diferença percentual verificada foi de 2,31% e a menor diferença foi de 1,18%. Para
a segunda frequência natural, a maior diferença percentual foi de 3,09% e o menor
diferença de 1,57%;

• Os resultados da primeira frequência natural obtidos pelos MORs para as turbinas
eólicas estudadas também foram comparados com os estimados por outras meto-
dologias presentes na literatura. Tanto para os casos de base fixa quanto para os
casos de base elástica, os resultados de frequência natural estimados pelos MORs se
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aproximaram mais das análises realizadas em MEF do que dos resultados apresen-
tados por outros pesquisadores, disponíveis na literatura. Convém ressaltar que os
modelos analíticos disponíveis na literatura consideram um único grau de liberdade,
o que impossibilita a obtenção de outras frequências naturais e formas de vibrar,
parâmetros importantes na análise dinâmica e no comportamento estrutural como,
por exemplo, no campo de tensões normais (importante na avaliação da fadiga);

• O estudo de caso com a turbina de referência de 15 MW permitiu avaliar que os
MORs são eficientes para a estimativa da frequência natural de torre de grande
altura, visto que apresentaram boa correspondência com as análises desenvolvidas
com o MEF, incluindo as representações dos modos de vibração.

As estratégias de modelagem para a estimativa das frequências naturais de turbinas
eólicas offshore com ISE considerada por molas representativas da rigidez do solo distri-
buídas ao longo do monopile foram aplicadas para as turbinas de referência de 5 MW e 15
MW do NREL. A discussão acerca das estratégias aplicadas foi realizada comparando os
resultados previstos pelos MORs com àqueles obtidos com a análise via MEF. Da mesma
forma, abaixo são apresentados de forma resumida os resultados obtidos a partir do MOR
com ISE considerando molas distribuídas:

• Três estratégias de modelagem foram apresentadas, sendo denominadas por Estratégia
I, Estratégia II e Estratégia III. A Estratégia I considerou todas as funções de projeção
das seções correspondentes à estrutura de suporte a partir da solução clássica de viga
prismática. A Estratégia II levou em conta que kp < m0ω

2, chegando a uma equação
para a forma modal que tem solução diferente da solução clássica de viga prismática,
obtendo os modos de vibração mais baixos. A Estratégia III considerou tanto os
modos mais baixos, observados quando m0ω

2 < kp, quanto os modos elevados,
verificados quando m0ω

2 > kp; sendo, portanto, a união da Estratégia I e Estratégia
II;

• Cada estratégia foi realizada considerando três análises diferenciadas pela forma
da consideração da rigidez do solo. Nas Análises 1 e 2, os valores de rigidez kp e kt

foram considerados constantes com a profundidade. As Análises 1 e 2 consideram
o menor e o maior valor de rigidez, respectivamente. A Análise 3 admitiu a varia-
ção da rigidez lateral e axial ao longo do comprimento do monopile. Conforme o
esperado, as respostas das primeiras frequências naturais obtidas a partir da Análise
3 ficaram entre as respostas das Análises 1 e 2. Tais resultados demonstraram que
a metodologia permite a análise nessas duas considerações de rigidez do solo, pois
pequenas diferenças percentuais foram obtidas quando realizadas as comparações
com os resultados obtidos com o MEF;
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• A Estratégia I se mostrou ineficiente na estimativa das frequências naturais e na
representação das formas modais, apresentando grande divergência com os resultados
das análises realizadas via MEF. Tal fato indica a importância da escolha das funções
de forma a serem utilizadas no método de Galerkin para um determinado problema.
Em termos de resolução de problemas em engenharia, provavelmente a função de
projeção definida para o trecho do monopile como sendo a solução clássica de viga
prismática seja a primeira escolha a ser seguida. No entanto, na análise das estratégias
de modelagem ficou claro que adicionar funções de projeção no método de Galerkin,
mesmo que alcance a convergência no valor da frequência natural, pode ser que essa
convergência não ocorra para a solução correta. Então, torna-se necessário levar
em consideração as particularidades de cada problema na escolha das funções de
projeção;

• A Estratégia II considerou a função de projeção para a seção referente ao monopile
como sendo a solução decorrente do caso em que m0ω

2 < kp. Este fato limita os
valores de λ0 e, com isso, são obtidos apenas os modos de vibração mais baixos.
A aplicação desta estratégia apresentou bons resultados em comparação ao MEF.
No entanto, a Estratégia II se torna ineficiente quando o interesse está nos modos
superiores;

• A Estratégia III, sendo a união entre as outras duas estratégias, mostrou ser estra-
tégia de modelagem mais completa, permitindo a previsão de qualquer frequência
de interesse e a sua representação da forma modal. Quando os resultados foram
comparados com as análises em MEF, indicaram ótima concordância tanto em
termos de frequências naturais quanto da representação das formas modais. Embora
à primeira vista a verificação dos modos de vibração mais elevados não seja tão
relevante para a análise de turbinas eólicas offshore (uma vez que as principais ações
excitam os modos de vibração mais baixos), ela pode ser interessante em outros
problemas, reforçando o caráter geral da formulação desenvolvida;

• A aplicação das estratégias de modelagem na turbina de referência de 15 MW
demonstrou, mais uma vez, a eficiência dos MORs em determinar as frequências
naturais de torres de elevada altura. Como as torres mais altas são necessárias para
aumentar a capacidade de geração de energia, a análise dinâmica dessas estruturas
torna-se extremamente importante.

Este trabalho serviu como contribuição para o cálculo de frequências naturais de
torres eólicas considerando a interação solo-estrutura. Modelos analíticos para avaliar
frequências naturais e formas modais de turbinas eólicas não são comumente encontrados
na literatura. Os MORs baseados nas duas metodologias apresentadas foram validados
com valores de frequência natural medidos experimentalmente e/ou resultados das análises
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de modelos de alta hierarquia, baseados no MEF, demonstrando excelente concordância
entre os métodos.

A ISE modelada sob a ótica da mecânica do contínuo é muito cara computacional-
mente e requer qualidade dos dados do solo para definir o modelo constitutivo. Isso pode
ser utilizado para verificar o projeto final da fundação. Modelos analíticos com poucos
graus de liberdade como os aqui apresentados podem ser de importância tecnológica,
principalmente nas fases iniciais de projeto em que diversas condições devem ser simuladas.
Com baixíssimo custo computacional, os MORs propostos permitem estudos de sensibili-
dade das frequências naturais e modos de vibração quanto a mudanças nos parâmetros
da estrutura e/ou do solo. Ainda, vale ressaltar que os MORs exige poucos parâmetros
de entrada (a saber, dimensões da estrutura e propriedades dos materiais e do solo) e
fornecem informações de forma rápida e com boa precisão.

Existem muitos aspectos que podem ser considerados ao estudar as turbinas eólicas,
especialmente se o objetivo for o de tornar o projeto mais econômico. Vale ressaltar que
embora os estudos de caso aqui realizados tenham tido como foco a dinâmica das turbinas
eólicas offshore, as formulações obtidas são de uso geral e podem ser adotadas para a análise
dinâmica das turbinas eólicas onshore e de outras estruturas que possam ser representadas
por uma viga prismática ou não prismática, com ou sem massa na extremidade livre e
para as condições de contorno apresentadas. Outras condições de contorno, bem como
cargas relevantes para turbinas eólicas offshore, como excitação externa de ondas e cargas
de vento, podem ser facilmente incorporadas seguindo as metodologias apresentadas. Além
da inclusão de cargas externas devido ao vento e às ondas, têm-se como recomendações
para trabalhos futuros a consideração da não linearidade das molas de rigidez do solo, bem
como a obtenção dos modos não lineares. Tais estudos permitirão repercutir o verdadeiro
comportamento não linear do solo, sendo favorável para avaliar o efeito de assumir o
comportamento linear do solo. Como a resposta estrutural é altamente dependente do tipo
de solo, seria também apropriado estudar a ISE de diferentes condições de perfis de solo.
Ainda, pode ser verificado os danos por fadiga, já que estes são altamente dependentes das
condições de carga às quais as turbinas eólicas estão expostas e fortemente dependentes
das formas de vibrar, aspecto não obtido pelas formulações analíticas de um grau de
liberdade usualmente descritas na literatura. Também, seria interessante validar o MOR
considerando a ISE dada por molas distribuídas por correlações com dados experimentais,
permitindo o aprimoramento da modelagem. Por fim, as análises podem ser estendidas
para problemas dinâmicos de outras estruturas, em diferentes cenários, validando os MORs
para uso generalizado.
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A Frequências naturais de diferentes turbinas
eólicas offshore - MOR considerando molas
acopladas

O Apêndice A tem como objetivo apresentar o número de modos ou graus de
liberdade necessários para a representação da frequência fundamental das demais turbinas
eólicas apresentadas na Tabela 3 e das turbinas de referência de 5 MW e 15 MW do
NREL. As Tabelas abaixo mostram as análises de frequência natural nos diferentes graus
de liberdade analisados para os casos com base fixa e base elástica.

Tabela A1 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Lely A2. Caso de base fixa.

Parque eólico offshore Lely A2

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,882 - - - - - 9,70 - - - -
2 0,814 6,993 - - - - 1,24 11,14 - - -
3 0,807 6,463 18,188 - - - 0,37 2,72 7,93 - -
4 0,805 6,337 17,321 34,875 - - 0,12 0,72 2,79 6,65 -
5 0,805 6,310 16,926 33,444 59,954 - 0,12 0,29 0,45 2,27 4,55
6 0,804 6,292 16,851 32,701 57,347 92,571 - - - - -

Tabela A2 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Lely A2. Caso de base elástica.

Parque eólico offshore Lely A2

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,753 - - - - - 9,93 - - - -
2 0,697 4,495 - - - - 1,75 6,42 - - -
3 0,688 4,338 11,856 - - - 0,44 2,70 7,36 - -
4 0,686 4,250 11,358 25,653 - - 0,15 0,62 2,85 7,74 -
5 0,686 4,232 11,116 24,423 43,514 - 0,15 0,19 0,66 2,57 3,53
6 0,685 4,224 11,043 23,810 42,029 67,007 - - - - -
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Tabela A3 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Lely A3. Caso de base fixa.

Parque eólico offshore Lely A3

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,965 - - - - - 8,55 - - - -
2 0,898 8,761 - - - - 1,01 12,70 - - -
3 0,892 7,947 25,169 - - - 0,34 2,23 11,86 - -
4 0,890 7,838 23,125 47,665 - - 0,11 0,82 2,78 8,61 -
5 0,890 7,794 22,657 44,886 75,383 - 0,11 0,26 0,70 2,28 4,71
6 0,889 7,774 22,500 43,885 71,991 111,496 - - - - -

Tabela A4 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Lely A3. Caso de base elástica.

Parque eólico offshore Lely A3

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,879 - - - - - 11,13 - - - -
2 0,804 5,944 - - - - 1,64 8,53 - - -
3 0,794 5,633 14,174 - - - 0,38 2,85 6,75 - -
4 0,792 5,509 13,598 30,176 - - 0,13 0,58 2,41 7,80 -
5 0,791 5,490 13,337 28,593 54,741 - 0,00 0,24 0,44 2,14 5,49
6 0,791 5,477 13,278 27,993 51,893 84,710 - - - - -

Tabela A5 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Kentish Flats. Caso de base fixa.

Parque eólico offshore Kentish Flats

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,459 - - - - - 11,95 - - - -
2 0,417 3,859 - - - - 1,71 14,99 - - -
3 0,412 3,467 10,639 - - - 0,49 3,31 11,97 - -
4 0,411 3,389 9,845 20,589 - - 0,24 0,98 3,61 9,03 -
5 0,410 3,367 9,567 19,478 34,398 - 0,00 0,33 0,68 3,15 4,88
6 0,410 3,356 9,502 18,883 32,796 52,626 - - - - -
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Tabela A6 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Kentish Flats. Caso de base elástica.

Parque eólico offshore Kentish Flats

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,396 - - - - - 11,55 - - - -
2 0,361 2,737 - - - - 1,69 10,41 - - -
3 0,356 2,570 7,359 - - - 0,28 3,67 8,73 - -
4 0,355 2,502 7,040 15,215 - - 0,00 0,93 4,02 8,76 -
5 0,355 2,487 6,824 14,435 26,388 - 0,00 0,32 0,83 3,18 5,37
6 0,355 2,479 6,768 13,990 25,042 40,326 - - - - -

Tabela A7 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Walney 1. Caso de base fixa.

Parque eólico offshore Walney 1

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,427 - - - - - 9,77 - - - -
2 0,394 2,549 - - - - 1,29 7,10 - - -
3 0,390 2,439 6,548 - - - 0,26 2,48 6,85 - -
4 0,389 2,393 6,300 13,989 - - 0,00 0,55 2,81 7,38 -
5 0,389 2,384 6,169 13,373 23,374 - 0,00 0,17 0,67 2,65 3,23
6 0,389 2,380 6,128 13,028 22,643 34,358 - - - - -

Tabela A8 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Walney 1. Caso de base elástica.

Parque eólico offshore Walney 1

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,363 - - - - - 8,68 - - - -
2 0,339 1,758 - - - - 1,50 4,94 - - -
3 0,335 1,715 5,105 - - - 0,30 2,39 8,16 - -
4 0,334 1,686 4,872 10,398 - - 0,00 0,66 3,22 5,50 -
5 0,334 1,677 4,754 10,088 17,182 - 0,00 0,12 0,72 2,35 2,72
6 0,334 1,675 4,720 9,856 16,727 27,784 - - - - -
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Tabela A9 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Thanet. Caso de base fixa.

Parque eólico offshore Thanet

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,462 - - - - - 8,96 - - - -
2 0,431 2,365 - - - - 1,65 6,58 - - -
3 0,426 2,291 6,851 - - - 0,47 3,24 8,88 - -
4 0,425 2,238 6,533 14,024 - - 0,24 0,86 3,83 6,75 -
5 0,424 2,223 6,351 13,522 23,002 - 0,00 0,18 0,94 2,93 2,30
6 0,424 2,219 6,292 13,137 22,484 35,808 - - - - -

Tabela A10 – Resultados de frequência natural para a turbina do parque eólico offshore
Thanet. Caso de base elástica.

Parque eólico offshore Thanet

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,373 - - - - - 5,97 - - - -
2 0,357 1,763 - - - - 1,42 6,01 - - -
3 0,353 1,717 5,355 - - - 0,28 3,25 8,62 - -
4 0,352 1,681 5,115 10,355 - - 0,00 1,08 3,75 4,94 -
5 0,352 1,668 4,983 10,141 18,238 - 0,00 0,30 1,08 2,77 3,24
6 0,352 1,663 4,930 9,868 17,666 27,637 - - - - -

Tabela A11 – Resultados de frequência natural para a turbina de referência de 5 MW.
Caso de base fixa.

Turbina de referência de 5 MW

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,325 - - - - - 10,92 - - - -
2 0,297 2,663 - - - - 1,37 10,04 - - -
3 0,294 2,489 7,008 - - - 0,34 2,85 7,47 - -
4 0,293 2,436 6,705 14,116 - - 0,00 0,66 2,82 6,92 -
5 0,293 2,427 6,555 13,500 24,405 - 0,00 0,29 0,52 2,26 4,52
6 0,293 2,420 6,521 13,202 23,349 36,691 - - - - -



173

Tabela A12 – Resultados de frequência natural para a turbina de referência de 5 MW.
Caso de base elástica.

Turbina de referência de 5 MW

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,300 - - - - - 11,16 - - - -
2 0,274 2,142 - - - - 1,52 7,82 - - -
3 0,271 2,047 5,702 - - - 0,41 3,04 7,38 - -
4 0,270 2,001 5,474 11,848 - - 0,04 0,72 3,09 7,29 -
5 0,270 1,991 5,350 11,325 19,552 - 0,04 0,72 3,09 7,29 2,99
6 0,270 1,987 5,310 11,043 18,984 29,303 - - - - -

Tabela A13 – Resultados de frequência natural para a turbina de referência de 15 MW.
Caso de base fixa.

Turbina de referência de 15 MW

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,208 - - - - - 10,64 - - - -
2 0,191 1,596 - - - - 1,60 11,06 - - -
3 0,189 1,475 4,542 - - - 0,53 2,64 8,76 - -
4 0,188 1,448 4,301 9,160 - - 0,00 0,77 2,99 7,03 -
5 0,188 1,441 4,199 8,770 15,569 - 0,00 0,28 0,55 2,48 4,41
6 0,188 1,437 4,176 8,558 14,912 23,648 - - - - -

Tabela A14 – Resultados de frequência natural para a turbina de referência de 15 MW.
Caso de base elástica.

Turbina de referência de 15 MW

n
Frequência Natural [Hz] Diferença [%]

f1 f2 f3 f4 f5 f6 f1 f2 f3 f4 f5
1 0,189 - - - - - 9,25 - - - -
2 0.175 1,354 - - - - 1,16 9,55 - - -
3 0,173 1,273 3,878 - - - 0,00 2,99 7,99 - -
4 0,173 1,246 3,712 7,912 - - 0,00 0,81 3,37 7,11 -
5 0,173 1,240 3,617 7,570 13,365 - 0,00 0,32 0,72 2,48 4,16
6 0,173 1,236 3,591 7,387 12,831 20,092 - - - - -
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B Publicações originadas desta pesquisa até
a data de sua finalização

O Apêndice B lista as publicações e participações em eventos originados da pesquisa
realizada durante o programa de doutorado.

B.1 Trabalhos apresentados em eventos
Ferreira, Y. A.; Futai, M. M. “Influência da fundação e do solo na frequência

natural de torres eólicas”. 15CNG: 15º Congresso Nacional de Geotecnia e 8º Congresso
Luso-Brasileiro de Geotecnia. Porto, 2016.

Ferreira, Y. A.; Futai, M. M. “Análise do comportamento das fundações de torres
eólicas”. XVIII Congresso Brasileiro de Mecânica dos Solos e Engenharia Geotécnica. Belo
Horizonte, 2016.

B.2 Artigos publicados em revistas internacionais
Ferreira, Y. A.; Vernizzi, G. J.; Futai, M. M.; Franzini, G. R. “A reduced-order

model to predict the natural frequencies of offshore wind turbines considering soil-structure
interaction”. Marine Systems & Ocean Technology, v. 17, p. 80-94, 2022.

Ferreira, Y. A.; Vernizzi, G. J.; Futai, M. M.; Franzini, G. R. “Modeling strategies for
application in wind turbines considering soil-structure interaction”. Engineering Structures
(special issue of Wind Turbine Structures), 2023. (Submetido)

https://doi.org/10.1007/s40868-022-00116-z
https://doi.org/10.1007/s40868-022-00116-z
https://doi.org/10.1007/s40868-022-00116-z
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