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Resumo da Dissertacdo apresentada a COPPE/UFRJ como parte dos requisitos
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Uma das regides criticas de uma Turbina Edlica Offshore (TEO) é a conexéo
estrutural entre a superestrutura e sua fundacdo. Essa conexdo € comumente realizada
atraves de uma junta cilindrica grauteada com concreto de alta resisténcia, formada pela
sobreposicdo de uma peca de transicdo metalica, que transfere os esforcos para a
fundacdo através do graute. Nesse trabalho, avalia-se o dano a fadiga de uma fundacgéo
tipo monopile assentada em solos coesivo e ndo coesivo empregando-se o software
SIMA-RIFLEX e considerando a regido de conexdo. A interacdo solo-estrutura é
simulada a partir de curvas p-y propostas pela ANSI/API-RP-2GEO (2011) e DNVGL-
ST-0126 (2016). O dano a fadiga é analisado em diferentes regibes da monopile e do
graute considerando dois tipos de conexdes: conica e tubular com conector de
cisalhamento. Além disso, nessas analises, consideraram-se diferentes tipos de solo e
condicBes ambientais similares ao da costa brasileira. Na conexdo grauteada, observou-
se que a tensdo média e 0 numero de conectores influenciam na resisténcia do graute,
com maiores danos presentes nas conexdes conicas. A regido critica da monopile em
solos arenosos foi identificada 6,5 m abaixo do leito marinho, independentemente do
angulo de atrito. Para o solo coesivo, a regido critica variou entre 6,5 e 18,5 m abaixo do
leito marinho dependendo da resisténcia ndo drenada considerada. Tanto para o graute
quanto para a junta soldada, os maiores danos ocorrem na situa¢do nao operacional,
devido & auséncia do amortecimento aerodindmico, sendo mais notério em solos

argilosos com resisténcia ndo drenada igual a 10kPa.



Abstract of Dissertation presented to COPPE/UFRJ as a partial fulfillment of the
requirement for the degree of Master of Sciences (M.Sc.)
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Advisors: Gilberto Bruno Ellwanger
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One of the critical regions of an Offshore Wind Turbine (OWT) is the structural
connection between the superstructure and its foundation. This connection is commonly
peformed through a metal cylindrical joint filled with high strength concrete, made by
the overlapping of a metal transition piece, which transfers the stresses to the foundation
through the grout. In this work, the fatigue damage of a monopile foundation based on
cohesive and non-cohesive soils is evaluated using the SIMA-RIFLEX software and
focusing on the connection region. The soil-structure interaction is simulated applying
p-y curves proposed by ANSI/API-RP-2GEO (2011) and DNVGL-ST-0126 (2016).
Fatigue damage is analyzed in different regions of the monopile and grout evaluating
two types of connections: conical and tubular with shear key. Moreover, in these
analyzes, different types of soil and environmental conditions similar to the Brazilian
coast were considered. In the grouted connection, it was observed that the mean stress
and the number of shear keys influence the capacity of the grout, with greater damages
present in the conical connections. The critical region of the monopile in sandy soils
was identified 6.5 m below the seabed, regardless the angle of friction. For cohesive
soils, the critical region varied between 6.5 and 18.5 m below the seabed depending on
the undrained resistance value. For both grout and welded joints, the greatest damage
occurs in the non-operational situation, due to the absence of aerodynamic damping,

being more noticeable in clayey soils with undrained resistance equal to 10 kPa.
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1 INTRODUCAO

1.1 Apresentacio

A energia, representada na Fisica como a capacidade de produzir trabalho, ¢,
para um pais com caracteristicas de crescimento continuo como o Brasil, um forte

indutor do desenvolvimento.

A entidade brasileira responsavel pela coordenacdo das instalacGes de geracao e
transmissao de energia do Sistema Interligado Nacional (SIN) é o Operador Nacional do
Sistema Elétrico (ONS), com a missdo de garantir a seguranga, a continuidade e a

economicidade do suprimento de energia elétrica no pais.

A previsdo de carga para o planejamento anual das operacdes energéticas no
periodo de 2019 a 2023 indica um crescimento médio de 3,8% ao ano, equivalente a um

total de 16% na demanda energética do Brasil até 2023, como mostra a Tabela 1-1.

Tabela 1-1 Demanda elétrica do Brasil (Fonte: EPE, ONS, CCEE, 2018).

Subsistema 2019 2020 2021 2022 2023 A% ao ano 2019-2023

Norte 5755 5986 6193  6.612  7.004 5,0%
Nordeste  11.272 11.785 12.289 12.837 13.403 4,4%
Sudeste/ 0015 40015 41380 42763  44.222 3,4%

Centro Oeste
sul 11.856 12.290 12.753 13.243 13.747 3,8%
SIN 63.897 71.441 73.998 76.912 79.944 3,8%

Essa crescente demanda por energia leva diretamente a necessidade da expanséo
na oferta de energia e a escolha de fontes economicamente favoraveis. Como mostra a
Figura 1.1, o Brasil conta com uma matriz elétrica diversificada, com uma producdo

média de aproximadamente 65 GW, com crescente papel das energias renovaveis.
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Figura 1.1. Matriz elétrica do Brasil — a esquerda: producdo por subsistema, a direita:
producéo por fonte. A fonte solar corresponde a 0,01% (Fonte: ONS, 2018).

Adicionalmente, dois pontos especificos, relacionados a sustentabilidade das
solucBes, também devem ser considerados no planejamento energético: o descarte de
residuos; e o desperdicio de matérias-primas. Como consequéncia, surgem 0s crescentes
investimentos feitos em energia edlica, uma das chamadas energias limpas, a qual vem

se tornando cada vez mais atrativa, devido aos custos menores de geracdo e transmissao.

Assim, devido a grande gama de opcOes, é importante ndo somente observar a

viabilidade econdmica, mas também o atual estado da arte das tecnologias.

Como salientado, destaca-se aqui, como uma possivel alternativa, a exploracdo

de recursos eblicos devido aos seguintes fatores:
e Sustentabilidade

Tratados como o Acordo de Paris (UNFCC, 2018), que rege medidas para a
reducdo de emissdo de dioxido de carbono a partir de 2020, reforcam a tendéncia
mundial em investir no setor de energias renovaveis. No Brasil, esse comportamento
pode ser observado a partir da Tabela 1-2, onde a fonte eblica onshore,
percentualmente, apresenta um crescimento maior quando comparado com outras

fontes.



Tabela 1-2 Capacidade instalada (em MW) por fonte entre os anos de 2012 e 2016
(Adaptado de: EPE, 2017).

Crescimento

2012 2013 2014 2015 2016 % Participacso
(2016/2015)
Total 1209 126.74 133.91 140.85 150.33 100,0 ]
_ Usinas 84.29 86.743 89.193 91.650 96.924 5,98 64,50
Hidrelétricas
Usinas 32.77 36.528 37.827 39.564 41.275 43 275
Termelétricas
Usinas 2007 1.990 1.990 1.990 1.990 0 1,3
Nucleares
Usinas E6licas  1.894 2202  4.888  7.633 10.124 326 6,7
Solar 2 5 15 21 24 11,3 0

e Econdmicos

Reducdo do preco da energia eolica onshore negociada em leildes, com um
custo de R$242,00/MWh no Leildo de Energia de Reserva em 2009 para R$68,00/MWh
no Leildo de Energia Nova A-4/2018 (ANEEL, 2018), representando uma queda de

quase 72% no valor negociado da energia.
e Recursos naturais

Conforme a Camara de Comercializacdo de Energia Elétrica (CCEE), o Brasil ja
possui 520 parques edlicos em operacédo até metade do ano de 2018, totalizando mais de
13 GW de capacidade instalada. Entretanto, o potencial edlico brasileiro transcende essa
capacidade. Segundo trabalho desenvolvido por AMARANTE et al. (2001) os recursos
edlicos onshore chegam a 143,5 GW, a uma altura de 50 metros, mostrando que ainda
h& muito o que ser explorado. Contudo, cabe destacar com maior veeméncia o potencial
a ser desenvolvido no mar. De acordo com SILVA et al. (2015), o Brasil apresenta
recursos eoblicos offshore na ordem de 1,3TW, em agua rasas, com profundidades de até

50 metros, representando quase nove vezes o potencial edlico onshore.

Além disso, em mesmo estudo desenvolvido por SILVA et al. (2015), os
recursos eolicos offshore apresentam grande complementariedade entre os regimes de
ventos da regido Norte-Nordeste com os recursos hidricos do Brasil. Podendo, assim,

aumentar a seguranca e continuidade na producdo energética do pais, uma vez que a



fonte eblica complementaria o abastecimento elétrico em periodos de baixa producéao

das fontes hidrelétricas.

Portanto, com a maturacdo dos conhecimentos tecnolégicos no setor edlico
onshore, o foco volta-se para as Turbinas Eélicas Offshore (TEO). Muito embora essas
turbinas ainda ndo tenham sido introduzidas no Brasil, elas vém sendo aplicadas na
Europa desde 1991, com a execucdo da fazenda edlica Vindeby na Dinamarca
(4COFFSHORE, 2018).

Diante da capacidade do Brasil para se desenvolver no setor edlico offshore, é
imprescinndivel o desenvolvimento de estudos na area. Esses estudos envolvem n&o
somente analises dos recursos eblicos, mas também dos equipamentos e das estruturas
de suporte dos aerogeradores, cujos custos podem chegar a compreender 20-25% do
custo de fazendas edlicas offshore (SRIKANTH et al., 2017).

1.2 Motivagéo e Objetivos

O presente estudo dedica-se ao entendimento do comportamento a fadiga da
conexdo entre a torre para suportacdo da TEO e sua fundacao, conforme apresentado na
Figura 1.2. A torre e sua fundagcdo, uma estaca Unica, denominada monopile sdo
estruturas metalicas e sua conexdo € formada pela sobreposicéo, tipo macho-fémea, dos
cilindros das estruturas, com injecdo do espaco anular resultante desta sobreposicédo com
concreto de alta resisténcia (80 a 200 MPa), denominado graute. Apés a cura do graute,
essa conexao é responsavel pela transmissdo dos esforcos da torre para a monopile.
Entre as principais vantagens oferecidas por esta conexdo, que dispensa o0 uso de soldas,
temos a reducdo do trabalho offshore, rapido estabelecimento da resisténcia da conexdo
estrutural e a possibilidade de ajuste vertical devido ao desalinhamento da monoestacas
durante cravacao no solo (DNVGL-ST-0126, 2016 e VERMA, 2011).
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Figura 1.2. Modelos e detalhes da conexdo grauteada na turbina e6lica offshore
(Adaptado de: LETCHER, 2017; SKI, 2019 e CRUX, 2019).

Os primeiros trabalhos publicados a respeito dessa conexdo datam da década de
1970, através dos estudos de BILLINGTON (1978), que analisou a resisténcia dessas
conexdes. Nessa época, essas conexdes eram utilizadas em estruturas convencionais da
industria de petréleo e gas, em ligacGes entre jaquetas e suas estacas ou para reparo de
elementos tubulares das jaquetas danificados durante a fase de instalacdo de uma
plataforma fixa. Nessas estruturas, essas conexdes possuiam dimensfes menores, da
ordem de 1 a 3 metros de diametro, quando comparadas com 0s 6 metros (ou mais) de
diametro das fundacbes monoestacas utilizadas atualmente para turbinas edlicas

offshore.

A utilizagdo desse tipo de conexdo também pode ser vista em outras estruturas

de suporte em uso na industria edlica offshore. A Figura 1.3 mostra os tipos de



fundagbes que podem fazer uso da conexdo grauteada e sua localizacdo. Essas estruturas

serdo melhor explicadas no tdpico 2.1.

Monoestaca ~ Tripoda Jaqueta ™\ Gravidade ™ Triestacs
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Figura 1.3. Uso da conexdo grauteada em diferentes fundacoes
(Adaptado de: SCHAUMANN E LOCHTE-HOLTGREVE, 2010).

Em meados de 2004, com o uso intensivo dessas conexdes em monoestacas,
foram desenvolvidos estudos para a fazenda eolica Horns Rev | (ANDERSEN E
PETERSEN, 2004), localizada na Dinamarca. Na época, a fazenda Horns Rev | era
considerada uma das maiores fazendas de larga escala, com uma capacidade instalada
de 160 MW (80 estruturas com turbinas de 2 MW) e diametro da monopile chegando a

4 metros.

Outros estudos de grande importancia foram desenvolvidos entre 2004 e 2010, a
exemplo disso, o trabalho de KLOSE et al. (2008) que fazia parte do projeto GROW
(Grouted Structures for Offshore Wind Turbines) (SCHAUMANN e LOCHTE-
HOLTGREVE, 2010). Esse projeto vinha sendo desenvolvido na Alemanha desde
2006. No projeto GROW, também foi estudada a capacidade da conexdo grauteada
diante de esforcos axiais e da acdo do momento fletor para o Estado Limite Ultimo
(ELU) e o Estado Limite de Fadiga (ELF). Porém, diferente do estudo de ANDERSEN
e PETERSEN (2004), foi considerado o uso de conectores de cisalnamento (shear keys)
que aumentam a resisténcia da interface entre a estaca e o graute e, consequentemente,

reduzem o comprimento necessario da conexao.

Entretanto, a partir de 2011, o estudo mais importante até o presente momento é

atribuido a um JIP (Joint Industry Project) desenvolvido na Noruega e apresentado no



trabalho de LOTSBERG et al. (2012). Esse JIP nasceu a partir dos relatos da falha
prematura dessas conexdes em fazendas edlicas como a Horns Rev 1, Kentish Flats e
Belwind. Antes desse JIP, era permitido pela antiga DNV-0S-J101 (2007) que 0 uso
dos conectores de cisalhamento ficasse a critério do projetista. Assim, desse modo, boa
parte dos projetos que se sucederam optaram por ndo adotar 0s conectores de
cisalnamento. Atualmente, a DNVGL-ST-0126 (2016) (recente versdo da norma DNV-
0S-J101 (2007)) recomenda a utilizacdo das configuragdes mostradas na Figura 1.2,
sendo elas advindas do trabalho de LOTSBERG et al. (2012). Apesar da grande
repercussao, nao foi divulgado publicamente o que foi feito para mitigar essa falha nas
estruturas ja instaladas, portanto, a maioria dos estudos focaram no desenvolvimento de

novas metodologias e no estudo da resisténcia da conexd@o grauteada.

Uma grande gama desses estudos se concentra no comportamento a fadiga
dessas conexoes, seja com 0 uso ou ndo de conectores de cisalhamento. Entretanto, até o
presente momento ndo ha estudos que apresentem o comportamento a fadiga do graute

na conexao e da monopile. Destarte, esse trabalho visa contribuir com:

e Breve andlise da influéncia do amortecimento proporcional de Rayleigh no dano

a fadiga;
e Anadlise das principais normas utilizadas para estudo da fadiga no graute;

e Andlise dos principais fatores que influenciam a resisténcia a fadiga do graute

nos dois tipos de conexdes (configuracdo tubular com conector e conica);

e Anélise do comportamento a fadiga do graute para diferentes estados de mar e

condicdes de solo, para os dois tipos de conexdes;

e ldentificacdo de regides criticas ao longo da monopile para diferentes tipos de

solos;

e Anélise do comportamento a fadiga da monopile para diferentes estados de mar

e condices de solo.



1.3 Estrutura da dissertacao

Este trabalho esta organizado em seis capitulos, nos quais os trés primeiros
capitulos apresentam informacfes tedricas para o melhor entendimento do
funcionamento de uma turbina edlica e o comportamento mecanico da conexao
grauteada. O capitulo seguinte é responsavel pela apresentacdo do estudo de caso
realizado, seguido de um capitulo dedicado a apresentacdo dos principais resultados.
Por fim, alguns comentarios e sugestdes de trabalhos futuros sdo apresentados. Ha ainda
uma série de Anexos que visam expor o restante dos resultados obtidos.

O presente capitulo teve como objetivo contextualizar as TEO no Brasil, além de
apresentar as motivaces para o estudo do comportamento a fadiga do graute na
conexdo e da junta soldada ao longo da monopile.

No CAPITULO 2, ¢ feita uma revisdo bibliogréfica sobre os principais tipos de
estruturas de suporte fixas para TEO e 0s carregamentos aos quais essas estruturas estdo
sujeitas ao longo de sua vida Gtil. E discutido a contribuicdo do amortecimento
aerodinamico, estrutural e do solo na resposta estrutural e seus principais valores
encontrados em literatura. Ademais, sendo de maior importancia para o presente estudo,
é apresentada uma metodologia de estimativa da fadiga no graute, denominada matriz
de Markov, o qual d& um tratamento diferente ao sinal de tensdo quando comparado

com o método utilizado para estimativa da fadiga na junta soldada.

O CAPITULO 3 é responsavel pela apresentacdo dos tipos de conexdes
grauteada e seu comportamento mecanico de acordo com os estudos de LOTSBERG et
al. (2012).

No CAPITULO 4 é apresentado o modelo da turbina edlica offshore tipo
monopile com conexdo grauteada utilizada para as simula¢ées no dominio do tempo,
com o programa SIMA-RIFLEX. E escolhido para a realizacio do estudo solos argiloso
e solos arenosos, variando sua resisténcia ndo drenada e éangulo de atrito,
respectivamente. Quanto aos carregamentos, velocidades de vento dentro e fora da faixa
de operacdo da turbina sdo escolhidas com uma discretizacdo de 2m/s, e seu respectivo
estado de mar associado de acordo com valores tipicos da regido Sudeste (Locacao 1) e

Nordeste (Locagdo 2).



J&a o CAPITULO 5 tem por objetivo a apresentagdo dos principais resultados
obtidos para a estimativa da fadiga no graute da conexédo e ao longo da regido cravada
da monopile. Ademais, uma investigacdo da influéncia do amortecimento na resposta
estrutural da TEO é apresentada.

Por fim, 0 CAPITULO 6 traz as conclusdes do estudo desenvolvido e sugestdes
para trabalhos futuros.



2 REVISAO BIBLIOGRAFICA

2.1 Estruturas de suporte fixas

As turbinas mais modernas usadas comercialmente, fazem uso de um rotor de
eixo horizontal onde se conectam 3 pas. Essas pas possuem um design préprio que
permite extrair e transformar a energia cinética do vento em energia mecanica. 1sso se
torna possivel através do giro das pas em torno do rotor que faz com que eixos

mecanicos da turbina girem e produzam energia elétrica por meio de um gerador.

De acordo com VELARDE e BACHYNSKI (2017), é pratica comum na
industria o projeto dessas turbinas de eixo horizontal serem responsabilidade do
fabricante. Enquanto que a estrutura que ira suporta-las restringe-se ao projetista. A
Tabela 2-1, adaptada de um estudo de viabilidade realizado pelo consércio FOWIND
(2015) para a implementacio de fazendas e6licas offshore em Gujart, india, mostra as

principais turbinas eolicas offshore disponiveis no mercado até o inicio de 2018.

Tabela 2-1 Principais turbinas e6licas no mercado
(Fonte: Adaptado de FOWIND, 2015).

_ Capacidade Diametro do
Modelo da Turbina Classe IEC rotor
(MW) (m)
(Alstom) Haliade 150-6 6 IEC IB 150
AMSC Titan 10 Sem confirmagéo 190
Haliade-X 12 Sem confirmagéo 220
Areva M5000-135 5 IECIBeS 135
Areva M8000-180 8 Sem confirmacao 180
CSIC HZ 127-5MW 5 IEC IA 127
CSIC HZ 151-5MW 5 IEC I1IB 151
CSR WT5000-D128 5 IEC IB 128
Gamesa G132-5.0 5 IECS 132
Hyundai HQ5500 55 IEC IB 136
MHI Vestas V164- 8 IEC S (baseado 118
8.0MW em uma IEC IB)
Senvion 6M 6,1 IEC IB 126
Senvion 6M+ 6,2 e'r'f]cu rf]ét:aESgal‘g’) 152
Siemens SWT-5.0-130 5 IEC IB 130
Siemens SWT-6.0-154 6 IEC IA 154
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E possivel perceber que ha uma grande variabilidade na poténcia das turbinas,
com valores variando entre 5 MW a 12 MW de capacidade. Essa variabilidade reflete
uma tendéncia de mercado, no qual, entende-se que quanto maior for a capacidade da
turbina, maior sera a redu¢do do chamado “Levelised Cost of Energy (LCoE)”. O LCoE
(unidade em R$/MW) é uma medida bastante importante usada para avaliar o custo de
diferentes fontes de energia. No seu calculo, leva-se em consideracdo o valor total do
custo inicial, operacional e de descomissionamento em funcdo da energia que sera
produzida pelo aerogerador ao longo de sua vida util. Esse custo incial, operacional e de
descomissionamento também é conhecido como CAPEX (Capital Expenditure), OPEX
(Operational Expenditure) e DECEX (Decommissioning Expenditure). O LCoE é
calculado de acordo com a equagéo (2.1) .

CAPEX + OPEX + DECEX (R$)

LCoE =
co Producao de energia (MWh) (2.1)

Ademais, estudos como o de MYRH et al. (2014) e o da EWEA (2018)
comprovam essa tendéncia na reducdo dos custos em funcdo de uma maior capacidade
instalada. MYRH et al (2014), em seu trabalho, apresenta através de estimativas que,
além de fatores como a distancia da costa e profundidade da ld&mina d’agua, uma maior
capacidade instalada pode indicar uma reducédo consideravel no LCoE, fazendo com que
investimentos nesse setor se tornem mais atrativos. Enquanto que o relatério da EWEA
(2018) mostra, na pratica, que houve um aumento na capacidade média das turbinas de
23% comparado com o ano de 2016, atingindo o valor de 59 MW médios,
confirmando, assim, a expectativa do uso de turbinas com capacidade cada vez maiores

nos préximos anos.

Na Figura 2.1, é possivel ter uma idéia da dimensao gque essas estruturas podem

alcancar.
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Figura 2.1. Evolucdo das turbinas eélicas (Fonte: BLOOMBERG, 2017).

Entretanto, esse constante aumento das turbinas esté diretamente associado a um
aumento direto nas cargas que a fundacdo precisa suportar. Isso vem alimentando a
busca, tanto na industria quanto na comunidade cientifica, por novos conceitos de
fundacGes offshore que sejam capazes de suportar, de forma mais eficiente, os esforcos
produzidos pelos aerogerados. Poréem, até o presente momento, conceitos inspirados a

partir da industria de petréleo e gas estdo sendo utilizados em fazendas eolicas.

No contexto das estruturas fixas offshore, destacam-se as estruturas de suporte
do tipo monopile, tripoda, jaqueta, gravidade e triestaca. Essas fundagdes possuem
diferentes aplicabilidades que irdo variar de acordo com a localizagdo da fazenda edlica

(lamina d’agua, tipo de solo, condi¢cbes ambientais etc).

Apesar do foco desse trabalho ser voltado para a fundacdo monopile, sera
brevemente discutido a concepgéo estrutural por tras das outras fundacoes fixas. Dessa
forma, a partir dos estudos de SCHAUMANN et al. (2011), PACHECO et al. (2017),
ZAAIJER (2003) e de DE VRIES (2011), é possivel formar um conceito inicial a
respeito dessas principais fundacdes fixas aplicadas no setor eolico offshore que serdo

expostos a seguir a partir do topico 2.1.1 até o tépico 2.1.5.

2.1.1 Tripoda

Conforme SCHAUMANN et al. (2011), a fundacdo tripoda consiste em um
membro cinlindrico de ago central conectado por meio de um sistema em trelica a 3

estacas (Figura 2.2).
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Figura 2.2. Esquema fundacdo tipo Tripoda (Fonte: 4COFFSHORE (2018)).

Essas estacas sdo cravadas a uma profundidade que varia entre 20 a 30 metros e
se conectam aos membros secundarios da fundacdo por meio de uma conexao grauteada
(SHAUMMAN et al., 2011). Os principais parametros de projeto desse tipo de estrutura
sdo a altura da junta que conecta 0 membro cilindrico central aos outros membros e o
raio da base. Dependendo da relacdo entre esses dois parametros, pode-se esperar uma
estrutura que sofra uma menor influéncia das forcas excitatorias devido a uma maior
rigidez (ZAAIJER, 2003).

Uma das principais diferencas da tripoda para a monopile reside na tranfesréncia
dos esfor¢os para o solo marinho. Ao passo que a monopile trabalha predominantemente
resistindo aos esforcos gerados pelo momento fletor, a tripoda, por sua vez, é submetida
predominantemente a esfor¢os axiais que surgem a partir da junta principal. Esse
principio de funcionamento permite que essa estrutura seja mais leve que a monopile.
No entanto, devido a grande complexidade da junta principal, essa pode estar sujeita a
fadiga (DE VRIES, 2011).

Além do uso de estacas, outra forma de se ancorar esse tipo de estrutura é por
meio de suction buckets. Nesse tipo de estrutura, 0s principais parametros de projeto

correspondem ao didmetro do “balde” e o quanto ele penetra no solo.
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Figura 2.3. Esquema da suction bucket (Fonte: 4COFFSHORE (2018)).

No mundo, poucas foram as fazendas que fizeram uso desse tipo de estrutura.
Todas elas encontram-se na costa da Alemanha e algumas delas podem ser vistas na
Tabela 2-2.

Tabela 2-2 Principais parque edlicos com estrutura tripoda
(Fonte: 4COFFSHORE, 2018).

Nome Pais Projeto  Turbina Nu:\eero Lamina Distincia da
(MW)  (MW) dagua (m) costa (km)
estruturas
MEG
Offshore|  ~Nemanha 396 6 66 27-33 45
GIOba|I Tech Alemanha 400 5 80 39-41 93
Borkum — lemanha 200 5 40 25-35 44
Phase 1
Alpha Alemanha 60 5 12 30 44
Ventus

2.1.2 Jaqueta

De acordo com DNVGL-ST-0126 (2016) e DE VRIES (2011), as fundagbes do

tipo jaqueta sdo formadas por 3 ou mais pernas conectadas por barras esbeltas (Figura
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2.4). Assim, como a monopile, essas estruturas também possuem peca de transicao,
porém, a conexdo ndo € grauteada, e sim formada por um largo tubo de ago que pode ser
soldado ou parafusado a torre.

Work platform Transition piece

Boat landing e « lr;tet;mediate
N platform

Jacket

Pile sleeve

Figura 2.4. Esquema da fundacéo tipo jaqueta (Fonte: 4COFFSHORE, 2018).

E por conta desse grande nimero de conexdes ao qual a estrutura pode estar
submetida, que, segundo MYHR et al. (2014), a jaqueta acaba por apresentar uma maior
complexidade construtiva, com um fator 4 vezes maior quando comparada com a
monopile. Por conta disso, mesmo que a jaqueta possa fazer uso de uma menor
quantidade de aco do que a monopile (algo em torno de 40% a 50% a menos de acordo
com SCHAUMANN et al. (2011)), a jaqueta acaba apresentando um maior LCoE.

Ademais, por possuir uma base larga, esse tipo de estrutura apresenta boa
resisténcia ao momento tombante gerado pelas forcas aerodindmicas da turbina, fazendo
com que as estruturas de ancoragem ao qual a Jaqueta se conecta para transferir as
cargas para o solo, estejam predominantemente submetidas a esforcos axiais (DE
VRIES, 2011). Essa ancoragem da jaqueta ao solo, de acordo com a DNVGL-ST-126
(2016) e DNVGL-RP-0419 (2016) pode ser realizada tanto por suction buckets como
por estaqueamento. A escolha entre esses dois tipos de ancoragem varia de acordo com
os esforcos aos quais estardo submetidas e, principalmente, o tipo de solo. Estudos
anteriores, realizado por BIRCK et al (1999), j& mostraram que a suction bucket pode

ser mais indicada para solos argilosos. Esse comportamento deve-se ao fato de que o
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atrito lateral necessario para fixacdo da estrutura é atingido mais facilmente em

profundidades menores em solos argilosos do que em solos arenosos (ZAAIJER, 2003).

De mais a malis, caso a ancoragem seja realizada por meio de estacas, a ligagédo
entre essas e a jaqueta pode ser realizada por meio de uma conexdo grauteada. De
acordo com DNVGL-RP-0419 (2016), essa conexdo pode ser dada de 4 formas,
conforme exposto na Figura 2.5.

Neste viés, pode-se destacar algumas fazendas edlicas no mundo que fazem uso

desse tipo de fundacéo. Essas sdo apresentadas na Tabela 2-3.

Estaca inclinada

a) b)

Jaqueta

Estaca

Estaca vertical
c)

Jaqueta | S Jaqucta

Estaca

Figura 2.5. Esquema da ligacdo: Estaca inclinada — a) Inserida por dentro da prépria
perna da jaqueta, b) Inserida dentro de uma estrutura anexa a perna da Jaqueta; Estaca
verticas — c) Estaca pré-cravada por onde a perna da Jaqueta € inserida
(Adaptado de: DNVGL-RP-0419, 2016).
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Tabela 2-3 Principais parque e6licos com fundacdo tipo jaqueta (Fonte:
4COFFSHORE (2018)).

, Projeto Turbina Numero de Lamina Distancia da costa
Nome Pais

(MW) (MW)  estruturas dagua(m) (km)
Winkinger = Alemanha 350 5 70 37-43 35
T';g:::" Bélgica 1845 6,15 30 12-24 27
Block Island USA 30 6 5 23-23 4,5
Nissum
Bredning Dinamarca 28 7 4 1-6 2,5
Vind

2.1.3 Gravidade

Fundacdes do tipo gravidade possuem seu principio de estabilidade baseado em
baixo centro de gravidade combinado com uma larga base. Por ser uma estrutura
equilibrada por meio de seu peso prérpio, esta precisa de grande massa, sendo feita
geralmente de concreto por questdes econémicas (DE VRIES, 2011).

|
.|+ Tower
Work platform : 5

i « Shaft

Intermediate

platform

Boat landing
|
Internal ) tubes ]

! ;
i Scour protection

Figura 2.6. Esquema da fundacéo tipo gravidade (Fonte: 4COFFSHORE, 2018).

Esse concreto, em conformidade com a DNVGL-ST-126 (2016), pode ser
fabricado tanto in situ quanto em elementos pré-moldados, sendo montada onshore e
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posteriormente rebocada para o local final. No entanto, como apontado por Faltinsen
(1990), o reboque dessa estrutura para o local de instalagcdo deve ser bem estudado, uma
vez que os efeitos de segunda ordem da onda (neste caso, representado pela parcela
média da forca da onda e pela parcela da forca que varia com baixa frequéncia) podem

gerar respostas dindmicas indesejaveis.

Em termos de projeto, segundo ZAAIJER (2013), os parametros para o calculo
estrutural mais relevantes para esse tipo de estrutura estéo relacionados com o diametro
e a altura da base, sendo necessario optar pela melhor relagdo entre eles, de modo que a
fundacdo seja capaz de evitar sua suspensao, inclinacdo ou até mesmo deslizamento sem

que seja téo pesada a ponto de promover a falha do solo.

A fundacdo gravidade, assim como a fundagdo tripoda, vem sendo pouco
utilizada recentemente. A Tabela 2-4, mostra um dos principais projetos que fizeram
uso desse tipo de estrutura.

Tabela 2-4 Principais parques eolicos com fundacéo tipo gravidade
(Fonte: 4Coffshore, 2018).

Nome Pais Projeto Turbina  Numero de Lamina Distancia da
(MW) (MW) estruturas dagua (m) costa (km)
Thronton
Bank Phase Belgica 30 5 6 30 27
1
Kareham Suécia 48 3 16 8-20 3,8
Rgdsand 2  Dinamarca 207 2,3 90 4-10 9
Nysted Dinamarca 165,6 2,3 72 6-10 10,8

2.1.4 Triestaca

A triestaca € uma solucdo alternativa criada e patenteada pela BARD
Engineering e pode ser aplicada em laminas d’agua entre 25 e 40 metros (Figura 2.7).
Essa estrutura consiste em 3 estacas cravadas no solo que sdo conectadas a uma pega
cruzada por meio de uma conexdo grauteada (DE VRIES, 2011 e SCHAUMANN,
2011) .
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Figura 2.7. Estrutura da fundacdo triestaca (Fonte: DE VRIES, 2011).

Comparada com a monopile, essa estrutura possui como vantagem 0 uso de
estacas com menor diametro, facilitando a cravacdo e a analise estrutual. Todavia, como
ressaltado por SCHAUMANN et al. (2011), a triestaca possui rigidez baixa a torcao,
sendo essa uma das principais desvantagens desse sistema.

Até o presente momento, foi aplicada em apenas uma fazenda ellica. As
caracteristicas dessa fazenda sdo descritas na Tabela 2-5.

Tabela 2-5 Parque edlico com fundacao tipo triestaca (Fonte: 4Coffshore, 2018).

, Projeto = Turbina Numerode Laminadagua Distanciada
Nome Pais

(MW) (MW) estruturas (m) costa (km)
BARD
Offshore 1 Alemanha 400 5 80 39-41 100
2.1.5 Monopile

A fundacdo do tipo monopile, de acordo com relatério emitido pela EWEA
(2018), constitui a fundacdo mais amplamente utilizada na Europa, correspondendo a

quase 82% das fundacdes instaladas em 2017 (Figura 2.8).
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Figura 2.8. Namero de fundacdes instaladas em parques eolicos (Fonte: EWEA, 2018).

A estrutura, de acordo com levantamento feito por NEGRO et al. (2017),
consiste em uma estaca com diametro médio de 4,8 metros e comprimento longitudinal
variando entre 21-85 metros, sendo cravada até 40 metros abaixo do leito marinho
(Figura 2.9). A estaca, uma vez cravada, é conectada a torre através de uma peca de
transicdo. Essa peca, por sua vez, possui um didmetro maior do que a monopile,
transpassando parcialmente a estaca de modo a formar um espaco minimo que,

posteriormente, é preenchido com concreto de alta resisténcia. A esse tipo de ligacao
da-se 0 nome de conexdo grauteada.
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Figura 2.9. Partes da turbina edlica em fundacdo monopile
(Adaptado de: SCHAUMANN et al., 2011).

A peca de transicdo da conexdo, de acordo com a DNV-ST-0126 (2016), pode
ser posicionada tanto fora (mais usual) quanto dentro da estaca. Contudo, uma vez
posicionada dentro, cuidados devem ser tomados com a cura do concreto devido a acdo

das ondas.

Apesar da alternativa grauteada ser o tipo de conexdo entre a torre e a monopile
mais amplamente usada, ha novos estudos sendo desenvolvidos para a implementacéo
de diferentes formas de conexdo. Em 2018, foi anunciada a utilizagdo de uma junta de

deslizamento que possui principio de funcionamento similar ao da conexdo grauteada
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com configuracdo conica (Figura 1.2), porém sem uso de graute. Esse tipo de conexao
ja foi estudado por SEGEREN et al. (2013) e, atualmente, é uma das linhas de pesquisa
de um estudo conduzido por um consorcio de empresas holandesas chamado SJOR (Slip
Joint Offshore Research) iniciado em 2016. Esse novo modelo de conexdo ja foi

instalado com éxito em 2018 em uma estrutura teste na fazenda edlica Princess Amalia

(Figura 2.10) que faz uso de turbinas de 2MW em lamina d &gua entre 19 e 24 metros

(GROW-OFFSHOREWIND, 2018).

Figura 2.10. Junta deslizante sendo instalada na fazenda edlica Princess Amalia
(Fonte: GROW-OFFSHOREWIND, 2018).

H4&, ainda, expectativas que essa nova conexao seja implementada na fazenda
eblica Borssele V na Holanda. Estes aerogeradores irdo suportar turbinas com
capacidade de até 9,5MW. A Figura 2.11 apresenta um modelo em elementos finitos

elaborado em Segeren et al. (2013), e mostra como seria esse tipo de conexao.
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Figura 2.11. Modelo em elementos finitos e esquema de montagem da junta de
deslizamento (Fonte: SEGEREN et al., 2013).

Outro estudo mais recente € atribuido a Madsen et al. (2017), que apresenta o
estado da arte da alternativa que faz uso de conexdo parafusada com flange em “L”. A

Figura 2.12 mostra uma ilustracdo esquematica desse tipo conexao.

Figura 2.12. Esquema da conexao parafusada com flange em L
(Fonte: MADSEN et al., 2017).

Essas duas Gltimas alternativas sdo recentes quando comparadas com a solucao
trazida pela conexdo grauteada. Ademais, até o presente momento ndo ha estudos
publicamente divulgados que mostrem o custo ou as vantagens do uso dessas conexdes
alternativas frente a fadiga e a carregamentos extremos ou até mesmo COmMO essas
conexdes podem corrigir a falta de verticalidade apresentada por algumas monopiles ao
serem cravadas, sendo essa uma das principais vantagens da conexao grauteada (devido

a trabalhabilidade do graute, é possivel um ajuste vertical).

Nos trabalhos de SCHAUMANN et al. (2011) e PACHECO et al. (2017), ha
uma imposic¢éo quanto a aplicabilidade da monopile para laminas d’agua maiores que 40
metros. Porém, estudos como 0 de HERMANS e PEERINGA (2016), mostram que esse
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tipo de fundagédo pode ser aplicado a profundidades de 50 metros com uso de turbinas
de 10MW. Esse estudo mostra o qudo varidvel pode ser a aplicabilidade dessas
estruturas, ndao sendo possivel estabelecer limitacfes quanto a profundidade, apenas
limitacOes quanto a capacidade da industria em fabrica-las. Ndo obstante, como exposto
por ZAAIJER (2003), o projeto de monoestacas € bastante limitado, pois, apenas com
variacdes na razdo entre o didmetro e a espessura da estaca & possivel obter bons
resultados. A observacdo de ZAAIRJER (2003) fica mais evidente quando HERMANS
e PEERINGA (2016), em seus resultados, argumentam que a flambagem foi um dos
principais problemas na monopile de grande diametro (9,3 metros) estudada por eles.

Quanto ao custo, de acordo com MYRH et al (2014), comparado com as
fundacbes do tipo jaqueta, semisubmersivel (WindFloat) e sparbuoy (Hywind), em
condicdes similares (ndo considerando as diferentes profundidades), a monopile
apresenta 0 menor LCoE. Entretanto, 0 maior custo associado aos sistemas flutuantes,
quando comparado com a monopile, esta nas linhas de ancoragem, o que pode tornar

esse sistema um pouco mais caro.

Dentre as inumeras fazendas edlicas operantes com uso desse tipo de fundacéo,

pode-se destacar na Tabela 2-6 algumas que fazem uso da fundacdo monopile.

Tabela 2-6 Principais parques eo6licos com fundacéo tipo monopile
(Fonte: 4COFFSHORE, 2018).

Lamina

Nome Pais Projeto = Turbin NuUmero de daeua Distancia da
(MW) a(MW) estruturas (51) costa (km)

Hornsea Project Reino
Two (Previsao Unido 1402,5 8 165 30-40 89

para 2021)

Burbo Bank Reino 256 8 32 3-17 7

Extension Unido

Borkum
Riffgrund 1 Alemanha 312 4 78 23-29 54
Horns Rev 1 Dinamarca 160 2 80 6-14 14-20

Por se tratar do tema objeto desse trabalho, a fundacdo monopile sera discutida
mais a fundo. Nos tdpicos que se seguem, serdo dicutidos os critérios de projeto, bem

como quais as agdes que esse tipo de estrutura pode ser submetida.
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2.2 Critérios de projeto de fundagdes monopile

Turbinas edlicas offshore, como dito anteriormente, sdo estruturas destinadas a
converter energia cinética em enérgia mecanica. Para que isso seja possivel, a estrutura
de suporte deve resistir de forma eficiente a diferentes tipos de carregamentos e
situacdes de projeto ao longo de uma vida util de pelo menos 20 anos (IEC 61400-1,
2014). De acordo com a DNVGL-ST-0126 (2016), os estados limites que as estruturas

de turbinas edlicas offshore devem atender ao longo da sua vida Gtil sdo:

e Estado Limite Ultimo (ELU)

e Estado Limite de Fadiga (ELF)

e Estado Limite Acidental (ELA)
e Estado Limite de Servico (ELS)

Esses estados limites sdo parcialmente descritos a seguir.

2.2.1 Estado Limite Ultimo (ELU)

Nesta categoria, a estrutura deve satisfazer os critérios de resisténcia e
estabilidade estrutural assim como falha devido a carregamentos extremos (DNVGL-
ST-0126, 2016). Dentre todos os critérios a serem analisados no ELU, talvez, o critério
de resisténcia seja 0 mais importante. Nele, a estrutura pode ser avaliada por meio de

dois modos de falha: por escoamento e por flambagem.

A estrutura ira escoar quando as tensdes desenvolvidas em sua se¢do tranversal
ultrapassar o limite elastico do material. A flambagem, por outro lado, tem um conceito
um pouco mais complexo e pode ser tanto global (quando a secdo longitudinal da estaca
se deforma) quanto local (quando a secdo transversal da estaca se deforma). Embora a
DNVGL-RP-C202 (2017) forneca maneiras de avaliar a estabilidade a flambagem, ha
algumas situacbes excepcionais que podem levar a uma flambagem inesperada de
monopile. Como discutido por BHATTACHARYA et al. (2005), a flambagem pode

acontecer nas seguintes situacoes:

e Durante a instalacdo por conducéo;
e Imperfeigdes iniciais ou falta de alinhamento;

e Perda de suporte lateral devido a liquefacdo ou degradacdo do solo;
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e [Estacas em argila extremamente moles;
e Flambagem local durante a conducdo devido ao projeto insatisfatorio da ponta
da estaca.

Devido a tantas situacbes em que um monopile pode experimentar flambagem,
0s projetistas devem ser cuidadosos, especialmente quando se espera que a estrutura
seja submetida a cargas sismicas. Essas cargas podem causar a liquefacdo do solo,
fazendo com que a estaca aumente seu comprimento efetivo e reduza a carga critica

(P.rit) de flambagem.

2.2.2 Estado Limite de Fadiga (ELF)

Dado que as TEO séo estruturas esbeltas que sdo muito suscetiveis a cargas
dindmicas devido a acdo do vento e das ondas, elas podem sofrer altas tensdes e
deformacdes de forma periddica. Devido a isso, essas estruturas sao propensas a falhas
devido a iniciacdo e propagacdo de trincas. A fim de avaliar a capacidade da estrutura
para suportar as cargas durante o seu tempo de vida util (minimo de 20 anos), muitas
metodologias foram desenvolvidas. Entre elas, a regra de PALMGREN (1924) e
MINER (1945) associada a abordagem das curvas S-N preconizadas pela DNVGL-RP-
C203 (2016) tem sido amplamente utilizada na inddstria offshore para o célculo do dano

na junta soldada.

No entanto, como o trabalho trata de dois materiais distintos, 0 aco e o graute
terdo abordagens diferentes quanto ao célculo do dano a fadiga. Sendo assim, o topico
2.5 destina-se a explicar o procedimento utilizado, bem como apresentar as principais

normas utilizadas para o calculo do dano no graute, sendo elas:

e DNVGL-ST-C502 (2018);

e CEB-FIP (1990) e sua versdo recente CEB-FIP (2010);
e EN 1992-2 (2004);

e EN 1992-1-1 (2004);

e |EC 61400-1 (2014);

e |EC 61400-6 Draft (2015);

e ABNT NBR 6118 (2014).
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2.2.3 Estado Limite Acidental (ELA)

O estado limite acidental refere-se a uma situagdo excepcional no qual a
estrutura deve ser projetada de modo a manter sua integridade estrutural mesmo apds ter
sido danificada. Exemplos de carregamentos levados em consideracdo nesse estado séo
descritos pela DNVGL-ST-0126 (2016) como:

e Impacto de colisdo com helicoptero, navios e outros objetos;

e Exploséo e Fogo.

2.2.4 Estado Limite de Servico (ELS)

O estado limite de servicibilidade avalia a capacidade da estrutura em se manter
em condic¢des operacionais para a qual foi projetada. Isso estéd diretamente relacionado
aos critérios de estabilidade da fundacdo. No caso especifico de turbinas edlicas
offshore com fundagdo monopile, os deslocamentos laterais limites s&o de suma
importancia, uma vez que podem afetar diretamente na producdo de energia. Partindo
das recomendacdes trazidas pela DNVGL-ST-0126 (2016), as tolerancias de projeto que

a estrutura deve atender podem ser especificadas de acordo com (Figura 2.13):

e RotacGes maximas permitidas na cabeca da estaca em relacdo ao plano vertical,
e Deflexdes laterais maximas admissiveis na cabeca da estaca.

r
’
B s
Rotacdo permanente - ’

o
—
’
g
’

Ponto de rotacdo apos
descarregamento

Paonto de rotacdo durante
carregamento

= = = Deflexdo durante carregamento

Deflexdo apds descarregamento
— Estaca
s 2110 Marinho

Figura 2.13. Deflexdes e rota¢des maximas
(Adaptado de: DNVGL-ST-0126 (2016)).
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Nos termos da DNVGL-RP-C212 (2018), esta rotacdo méxima permitida inclui
ndo apenas as deformacbes permanentes acumuladas, mas também as tolerancias de
instalagdo. Porém, uma verificacdo mais apropriada desse estado limite pode ser feito
através da andalise de um modelo em elementos finitos que leve em consideracéo a
interacdo solo-estrutura. Isso se deve ao fato da monopile, devido as suas grandes
dimensGes apresentar movimento de corpo rigido, ndo sendo recomendado para analises
mais avancadas o uso das curvas p-y preconizadas pela American Petroleum Institute
(API) e Det Norske Veritas (DNV). Esse mérito serd melhor discutido no tdpico 4.2,
que trata sobre a interacdo solo-estrutura adotada neste trabalho.

2.3 Cargas de projeto

De acordo com a DNVGL-ST-0437 (2016), as cargas atuantes em uma TEO

podem ser classificadas em:

e (Cargas operacionais;

e (Cargas inercias e gravitacionais;
e (Cargas aerodinamicas;

e Cargas hidrodinamicas;

e (Cargas hidrostaticas;

e Cargas de gelo marinho;

e (Cargas sismicas;

e (Cargas de impacto do barco.

No entanto, outra maneira de classificar essas cargas, e, talvez, de uma forma
mais enriquecedora, € fornecida por GASCH e TWELE (2012), que as classificam de
acordo com sua série temporal e sua origem fisica (Figura 2.14). Nessa dissertacao,
apenas as cargas operacionais, aero-hidrodindmicas, inércias e gravitacionais serdo

abordadas.

2.3.1 Cargas inerciais e gravitacionais

As cargas inerciais e gravitacionais que agem na TEO podem ser estaticas ou
dindmicas devido aos componentes rotacionais e ndo rotacionais que compdem a
turbina. Esses componentes ndo rotativos, como a nacelle, torre e fundacdo, englobam

as cargas estaticas que permanentemente irdo acompanhar a estrutura durante sua vida
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atil. Quanto aos componentes rotativos, como o rotor, considera-se que a forca

centrifuga das trés pas esteja equilibrada.

Porém, essa consideracdo € verdadeira apenas se as pas possuirem uma massa
exatamente igual. Caso haja uma instalacdo inapropriada ou até mesmo infiltracdo de
humidade devido a fissuras na pa, havera uma diferenca de massa Am, que ira gerar
uma forca periddica na estrutura (DAMGAARD et al., 2014). Esta forca de excitacdo
rotativa pode ser decomposta em uma componente horizontal e uma vertical, como
mostra a Figura 2.15. Todavia, em conformidade com GASCH e TWELE (2012), a
excitacdo vertical ndo apresenta um problema dindmico devido a alta rigidez da
estrutura nessa direcdo. De outro lado, a horizontal pode excitar as vibracoes laterais da
nacelle e da torre com uma frequéncia igual a rotacdo do rotor. Essa frequéncia é

conhecida como 1P.

e Condigdo de
Origem Tipo de forga Fonte ¢

Zerietemporal N
operacdo

Constante (quasi-estatico)

Forgas gravitacionais, Peso,

Operagao normal.

—_—

—— Forgas centrifugas,

Thrust médio.

Revolugdo do rotor,

Vendo medio.

Ciclico (periodico)

\VAVAY,

Deshalanceamento da massa,

Forgas aerodindmicas.

Passagem de pa,
Deshalanceamenta,
Vento obliquo,

Presenca da torre.

Operacdo normal,

Mal funcionamento.

My

Estocastico (randdmico)

Forgas aero-hidrodindmicas.

Turbul&ncia do

vento e do mar.

Operagao normal.

S —

D ———

Curto prazo (transiente)

Atrito e forcas de frenagem,

Forgas aerodindmicas.

Yawing da nacelle,
Desligamento da

turbina.

Manobra,
Mal funcionamento,

Condigbes extremas.

Figura 2.14. Tipos de carregamento de acordo com a série temporal e origem

(Adaptado de: GASCH e TWELE (2012)).
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Decomposicdo da forgas

F, = AFcoswt|

Figura 2.15. Decomposicdo da forca centrifuga em uma turbina eélica. Onde:
AF ¢ a variacdo da forca centrifuga devido a diferenca de massa entre as pas; Fj,
é a componente horizontal; e E, € a componente vertical.

2.3.2 Cargas operacionais

Essas cargas estdo diretamente relacionadas ao funcionamento da turbina.
Tomando como referéncia o trabalho de GASCH e TWELE (2012), as cargas sao

originadas, basicamente, por 3 fenbmenos, sdo eles:

e Variagdo da velocidade do vento em funcéo da altura;
e Mudancas no campo do vento devido a presenca da torre;

e Ventos de rajada.
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Esses fendmenos irdo produzir excitagdes que ndo somente irdo contribuir para a
frequéncia de excitagdo 1P, como descrito no tdépico 2.3.1, mas também para a
frequéncia 3P. Juntas, essas frequéncias formam um dos pré-requisitos de projeto
necessarios a serem atendidos, caso se deseje evitar uma amplificacdo dindmica da

resposta estrutural.

2.3.2.1 Variagao da velocidade do vento em funcéo da altura

O vento, como serd visto no topico 2.3.3 sobre cargas aerodinamicas, varia em
relacdo a altura. Entdo, devido as grandes dimens@es da turbina edlica (chegam a mais
de 150 metros em relacdo ao nivel médio das aguas), essa diferenca na velocidade gera
variacdes consideraveis na forca que age na pa. Essa afirmacao fica mais clara ao se
imaginar um perfil linear da velocidade de vento incidindo em uma pa que esta em

diferentes posi¢6es, como mostra a Figura 2.16.

Vi — Av

dL+AdL

Figura 2.16. Variacdo da forca na pa em funcdo da posicdo. Onde: a — angulo local de
ataque; Aa — variacdo do angulo local de ataque ; dL — Forca de suspensao; 1}, —
velocidade media; Av — variacdo da velocidade do vento; V,..; — velocidade relativa
(velocidade realmente experienciada pela pa); wr — velocidade angular.
(Adaptado de: GASCH e TWELE, 2012).
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A péa em seu ponto mais baixo, experimenta velocidades de vento mais baixas do
que a p& em seu ponto mais alto, gerando uma flutuacdo nas forgas aerodindmicas que
irdo variar com uma frequéncia igual a da rotagdo da turbina. Logo, contribuindo

também para a ja anunciada frequéncia 1P.

2.3.2.2 Mudanca no campo do vento devido a presenca da torre

O efeito da presenga da torre no campo de vento local no entorno de turbinas
edlicas é um fendmeno que ja vinha sendo estudado desde a década de 1980 por meio
do trabalho de POWLES (1983). Porém, para o caso das chamadas turbinas frontais
(quando o vento incide primeiro no rotor), 0 modelo de BAK et al. (2001) € o mais bem
aceito e adotado em programas como o Bladed (GL Garrad Hassan), o AeroDyn
(MARIARTY e HANSEN, 2005) e o SIMA-RIFLEX (MARINTEK, 2017), esse ultimo
foi o programa adotado para as simulacdes apresentadas nessa dissertacdo. A partir do
modelo de BAK et al. (2001), é possivel contabilizar o déficit que a torre causa na
velocidade do vento (Figura 2.17). Nesse interim, devido a essa variacdo na velocidade,
a turbina sofre uma perda de poténcia em consequéncia de um colapso de curto prazo
nas forcas aerodinamicas toda vez que a pa passa pela torre. Essa variacdo pode gerar

excitacdes na estrutura.

Tower

Figura 2.17. Influéncia da torre no campo de vento
(Adaptado de: MORIATY e HANSEN, 2005).

Somado a esse efeito da flutuacdo da velocidade do vento no entorno da torre,
ainda ha uma outra variacdo da forca aerodinamica que age na torre. Nessa Ultima
situacdo, a pa forma uma espécie de bloqueio, impedindo que o vento incida
diretamente na torre. Como consequéncia, a estrutura também serd excitada toda vez

que a pa se alinhar com a torre (Figura 2.18).
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Vento na torre

il Projecao frontal
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Projecao lateral Projecéo lateral

Figura 2.18. Variagéo da forga do vento que incide na torre.

Como esses sdao fendmenos que ocorrem toda vez que a pa passa pela torre
durante o seu movimento de rotacéo, espera-se, segundo GASCH e TWELE (2012), que
a torre seja excitada com uma frequéncia igual a 3P (“3” representa 0 numero de péas da
turbina, caso fosse uma turbina de 2 pas, seria 2P). Ainda, em consonancia com
GASCH e TWELE (2012), o primeiro fendmeno descrito por BAK et al. (2001)) pode
ocorrer com uma frequéncia mdaltipla de 3P, ou seja, 6P, 9P, 12P e assim por diante,
fazendo com que haja uma mudanca na forca de thrust (forca resultante devido a
movimentacdo das pas e que sera discutido no tdpico 2.3.3 sobre cargas aerodinamicas)

como mostra a Figura 2.19.
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Figura 2.19. Variacéo da forca do vento que incide na torre em funcéo do
angulo de rotacdo (Adaptado de: GASCH e TWELE, 2012).

2.3.2.3 Ventos de rajada

A rajada € um movimento abrupto de mudanca da velocidade do vento com uma
duracdo entre 3 a 20 segundos (GASCH e TWELE, 2012). Considerando que uma
turbina edlica como a de 5 MW da National Renewable Energy Laboratory (NREL),
que possui uma faixa operacional entre 6,9rpm e 12,1rpm, ou seja, 5 a 8,6 segundos, a
sua pa pode acabar passando varias vezes por esse vento, gerando o fenémeno chamado
“rotational sampling”. Esse fendémeno ¢ citado na DNV-0S-J101 (2014) por ser um
evento que contabiliza 0 aumento na turbuléncia do vento que as pas irdo realmente
experimentar (porém ndo ha registro em sua versdo recente, a DNVGL-ST-0126
(2016)).

Em HANSEN (2008), é demonstrado, por meio da Figura 2.20, a diferenca entre

0 espectro do vento que incide na turbina e o espectro do vento experimentado pela pa.
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Figura 2.20. Variagao entre 0s espectros do vento incidente e o vento
experienciado pela pa (Adaptado de HANSEN, 2008).

Considerando que na Figura 2.20 a frequéncia “f” foi normalizada pela
frequéncia de giro do rotor “f,”, é possivel observar que ha uma amplificagdo na
resposta para os valores 1, 2, 3 e assim por diante. Portanto, as rajadas também podem
excitar a estrutura com frequéncias 1P, 2P, 3P etc (HANSEN, 2008 e GASCH e
TWELE, 2012).

O estudo dessa flutuacdo (turbuléncia) na velocidade do vento ao qual a pa é
submetida tem origem desde as pesquisas de VEERS (1988). Na época, havia sido
desenvolvido um programa capaz de gerar um campo de vento turbulento. Apos varias
implementacdes e otimizacdo dos cddigos por meio de diversas pesquisas que se
desenvolveram, chegou-se ao programa TurbSim da NREL. Esse programa foi utilizado
no presente trabalho justamente por ser capaz de simular campos de vento turbulento
que variam no espaco e tempo segundo o espectro de vento adotado (JONKMAN e
KILCHER, 2012). Uma melhor ideia pode ser obtida por meio da Figura 2.21.

35



Campos de vento

Figura 2.21. Campo de vento aleatorio incidindo na turbina (Adaptado de:
JONKMAN e KILCHER, 2012).

2.3.3 Cargas aerodinamicas

2.3.3.1 Sistema de ventos e camada limite

A principal fonte de energia do sistema edlico global é a energia solar. Isto se
deve a diferentes potenciais termicos na atmosfera global que surge como consequéncia
de uma maior irradiacdo solar nas zonas equatoriais. Dado que o ar quente € mais leve
que o ar frio, as massas de ar das zonas equatoriais tendem a subir e se mover em
direcdo aos polos, onde ele sera desviado pela chamada forca de Coriolis (esta forca esta
associada a rotacdo da Terra). No entanto, como o ar aquecido sobe na linha do
Equador, cria-se uma zona de baixa pressdo que atrai 0 vento do Norte e do Sul para a
zona tropical, essa conveccdo de massas de ar cria uma série de ventos fortes e

constantes que sdo conhecidos como ventos alisios.

Quando se trata de recursos eolicos, esses ventos desempenham um papel
importante no Nordeste do Brasil, principalmente durante agosto e setembro (Figura
2.22).
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Figura 2.22. Fator de capacidade e producéo de energia (MWmed) por turbina
edlica onshore nos ultimos 3 anos (Fonte: ONS, 2018).

De acordo com a Figura 2.22, durante os meses de agosto e setembro, o Brasil
possui 0 maior fator de capacidade (relacdo entre o que é gerado de energia e a
capacidade de geracdo da turbina) e, consequentemente, maior producdo de energia para
a turbina edlica terrestre. Isto é devido ao aumento da velocidade dos ventos durante
este periodo, que sdo constantes e unidirecionais, ajudando a extracdo da energia

cinética do vento.

Ademais, sabe-se que diferentes tipos de superficie e obstaculos desempenham
um papel importante sobre a direcdo e a velocidade do vento, criando os ventos locais.
Com base em GASCH e TWELE, (2012), os ventos locais podem ser classificados em

dois sistemas:
e Brisa maritima-terrestre:

Durante o dia, as massas de terra sdo aquecidas mais facilmente que as massas
maritimas. Como resultado disso, o ar aquecido sobe criando um gradiente de pressao
do mar para a terra (circulacdo maritima). Nao obstante, durante o final da tarde, como o
mar demora mais tempo a arrefecer do que a terra, o fluxo € invertido s6 que com uma

velocidade mais fraca (terra tem um coeficiente de rugosidade maior do que o mar).
e Brisa vale-montanha:

Neste tipo de sistema de circulacdo local, existem dois ventos principais que sao
gerados em diferentes momentos do dia. Durante a manhd como as encostas da

montanha sdo aquecidas, criam-se 0s ventos da encosta, que séo ventos originados do
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vale para a montanha. No entanto, a medida que a noite avan¢a, o solo esfria mais
rapido, resfriando também o ar proximo dele. Devido a isso, 0 vento muda de direcdo e

vai da montanha ao vale criando os chamados ventos da montanha.

2.3.3.2 Camada limite superficial e perfil vertical do vento

Além dos sistemas de circulacdo local e global, também é importante chamar a
atencdo para o conceito de camada limite da superficie e do perfil vertical do vento, uma
vez que afetara diretamente as cargas na turbina edlica (comentado anteriormente no
topico 2.3.2 sobre cargas operacionais). A camada limite da superficie representa uma
regido que se estende do solo até um limite em que a velocidade do vento ndo € mais
afetada pelo solo. Por outro lado, o perfil de vento vertical representa a variagdo na
velocidade do vento com a altura ao longo desta camada limite.

A compreensdo do perfil vertical do vento ajuda ndo apenas a estimar o
rendimento energético, mas também a fazer uma avaliagdo de ressonancia como
explicado no topico 3.1.1. Os principais perfis verticais de vento utilizados e também
adotados pela DNVGL-RP-C205 (2017) e pela IEC 61400-2 (2014) séo dois:

e Perfil logaritmico

V(z) = Z—anZ—O ou (2.2)
in(Z
Vi(2) = Vl(zr)i") (2.3)

Zr
in(22)
e Perfil exponencial
VA a
V() = V() (=) (24)
ZT
onde a é o expoente da lei exponencial; z,. é altura de referéncia (geralmente 10

metros); z, € o fator de rugosidade; u* é o atrito da velocidade do vento e k, é a

constante de von Karman (tomado como sendo igual a 0,4).
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A equacdo (2.2) pode ser utilizada no lugar da equagéo (2.3) caso se conhega 0o
fator de rugosidade (z,) e a velocidade do vento (V;(z;)) em uma altura de referéncia
(z), 0 que torna a equacdo mais simples, uma vez que ndo é necessario o caculo da
variavel u*. Alem do que, esses dois perfis também se encontram no programa TurbSim
e 0s coeficientes a e z, podem ser escolhidos conforme Tabela 2-7, baseada no manual
do mesmo programa para uso em conjunto com um espectro de Kaimal (serd visto no

topico 2.3.3.7 sobre espectro de vento).

Tabela 2-7 Valores de a e z, (Adaptado de: JONKMAN e KILCHER, 2012)

TurbModel o Zo(m)
0,11 para Modelo de Vento Extremo (MVE)
IECKAI 0,14 para Modelo Turbulento Normal (MTN) em situagdo 003
(Kaimal) offshore (IEC61400-3) !

0,2 caso nao se enquadre em nenhuma das outra situagdes

2.3.3.3 Avaliacéo das frequéncias de excitacdo do rotor

Como visto anteriormente, a estrutura de suporte de uma turbina eolica esta
sujeita a diferentes excitagcdes que sdo inerentes ao seu proprio funcionamento. Apesar
disso, essas forcas agem na estrutura com frequéncias conhecidas, sendo elas iguais a
1P e 3P. Segundo (DNVGL-ST-0126, 2016), essas frequéncias devem ser evitadas com

uma diferenca de 5% da freqiiéncia natural da estrutura (equacdo (2.5)).

Jr < 0.95 ou Jr > 1.05 (2.5)

foa foa

onde fg € a frequéncias de excitacdo 1P ou 3P e f; ; é a frequéncia natural da estrutura.

Dessa maneira, trés tipos de projeto podem ser feitos para turbinas edlicas
offshore (KUHN, 2003): uma estrutura bastante complacente com frequéncia natural
abaixo da 1P (soft-soft), com frequéncia natural entre 1P e 3P (soft-stiff), ou uma
estrutura bastante rigida com frequéncia natural acima de 3P (stiff-stiff). Estruturas do
tipo soft-soft e stiff-stiff tendem a ser muito caras ou muito flexiveis para que possam
atender a esse critério. Por conseguinte, é pratica comum que as TEO sejam

dimensionadas para serem classificadas como soft-stiff (Figura 2.23).

39



A
Espectro de
onda
o |y Espectro de
oo vento
v soft-stiff
(]
]
o
|
o
P
g ]
o | 1P 3P
|
]
'1 fo,1
\
\
\
\
\
A
R \ , . >
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0

Frequéncia f [Hz]

Figura 2.23. Posicionamento desejavel da frequéncia natural da estrutura.

2.3.3.4 Forgas na torre

As forgas aerodinamicas que agem nos componentes axissimétricos que nao
fazem parte da turbina, como por exemplo a torre, sdo calculadas com base em uma

equacéo tipo Morison como mostra a equacéo (2.6) (JONKMAN e KILCHER, 2012).

0
1
Ft:f 5 Par D Cql Vo Vo (2.6)
d

onde p,, € a densidade do ar; D, é o diametro da torre; C; é o coeficiente de arraste

aerodinamico adimensional; , é a velocidade do vento incidente.

2.3.3.5 Teoria do momento do elemento da pa (GLAUERT, 1935)

A teoria do momento dos elementos da pa (Blade Element Momentum (BEM),
como é conhecido em lingua inglesa) € um modelo para célculo de cargas
aerodinamicas na turbina que tém sido frequentemente usadas tanto por pesquisadores
quanto pela indistria eblica. E baseado na teoria do momento unidirecional em conjunto
com a teoria do elemento da pa e leva em consideracdo a geometria real do rotor,

namero de pas, aerofdlios utilizados, as distribuigdes de corda (largura da pd) e o angulo
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de twist (torcéo sofrida pela pa ao longo da sua direcdo longitudinal) (HANSEN, 2008).

Uma breve introducéo da teoria BEM ¢é exposta a seguir:

A partir da teoria do momento uniaxial define-se o fator de inducéo axial (a) e

rotacional (a") como:

a= —(V"V: ) (2.7)
1-3
a' = (43—_;) (28)

onde a € o fator de inducdo axial; a’é o fator de inducéo tangencial; V, é a velocidade do

vento incidente; u € a velocidade do vento no plano de rotacéo.

A partir dos fatores de inducdo, € possivel cacular a velocidade axial V,(1 —a) e
tangencial wr(1+a’) que agem na pa (Figura 2.24). Assim, a partir de relacdes
trigonométricas, pode-se obter a velocidade relativa V,,; (velocidade realmente

experienciada pela pa como comentado na Figura 2.20).

dT

dL

or (1+a') dD

Plano de rotagéo

Vo (1-a)

Figura 2.24. Triangulo de forcas no elemento da pa Onde: 6 - angulo de pitch local
(8 = 6, + B); 8,- angulo de pitch da pa (esse angulo varia de acordo com a Figura 2.27

como serd visto adiante); B- angulo de torcao sofrido pela pa para uma maior eficiéncia
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da turbina; ¢ — angulo formado entre o plano de rotacdo e a V,..;; « — angulo de ataque

local (¢ = ¢ — 8) dL — Forca de suspensdo; dD — Forca de arraste.

Ao observar a Figura 2.24, que representa as forgas e as velocidades que agem
no elemento da pé, a forca de thrust (dT) e o torque (dM) a cada elemento infinitesimal
da pa (dr) podem ser calculados pela integral da equacdo de momento dada pelas
equacdes (2.9) e (2.10). Essa forca de thrust (dT) do ponto de vista estrutural é de
extrema importancia, uma vez que age perpendicularmente ao plano de rotacdo das pas

gerando grandes momentos fletores na estrutura de suporte.
dT = 4nrpV¢a(l — a)dr (2.9)
dM = 4nr3pVyw(1 —a)a’'dr (2.10)

Em funcéo da teoria de BEM, é introduzida a largura da pa (c) e os coeficientes
de arrasto (Cq4) e suspenséo (C;), perminto que dT e dM das equacdes (2.9) e (2.10)
sejam transformados nas equacdes (2.11) e (2.12), onde sdo implementadas as variacdes
sofridas nas propriedades de cada aerofolio e 0 nimero N de pas da turbina (Figura
2.25).

ar = Loy - (c +C )d
=5 seno c(C,cos qseng)dr (2.11)
1 Vo(1l —a)wr(1+a’
dM = =pN o Jor( )c(Clsemp + Cycos@)dr (2.12)

2 sen@cose

Os fatores de inducdo sdo entdo resolvidos por meio de um processo interativo
de modo que a forca axial no rotor é obtida a partir da integracdo de dT ao longo da pa
para cada elemento. Na Figura 2.26, € possivel ver a variacdo da forca de thrust por
meio de um sinal de momento fletor gerado na base da turbina edlica para diferentes

velocidades de vento.
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Figura 2.25. Diferentes aerofélios utilizados na construcao da pa utilizada pela
turbina de 5 MW da NREL.
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Figura 2.26. Variacdo do momento fletor em funcédo da variacéo da forca de
thrust de acordo com a velocidade.

Ainda na Figura 2.26, é possivel perceber que ventos mais fortes como o de 25
m/s ndo geraram momentos fletores maiores do que ventos mais fracos, como o de 11

m/s. 1sso se deve ao chamado controle de pitch, que serve como uma forma de controle

43



da turbina, permitindo ndo somente uma reducgéo nas tensdes desenvolvidas ao longo da
estrutura de suporte, mas também uma velocidade de rotagdo constante. Essa velocidade

de rotacdo constante esta associada a uma melhor producéo de energia.

Quanto ao controle de pitch, este pode ser observado na Figura 2.27. Esse
controle entra em acdo a partir de velocidades em torno de 11 m/s, sendo essa
velocidade também conhecida como velocidade nominal. Além disso, ela também esta
associada, como pode ser visto na Figura 2.26, aos maiores momentos fletores que a

estrutura pode vir a experiementar.

25,00

20,00

15,00 #1150
& 12,4

10,00 61' 9,40
5,00 ols58 |

Angulo de pitch da pa (graus)

0,00

a-00
! ’ ’ ’ l i

3 ) 7 9 11 13 15 17 19 21 23 25

Velocidade do vento (m/s)

Figura 2.27. Variacdo do angulo de pitch de acordo com a velocidade.

Embora esta metodologia modele o rotor como um disco permeavel e assuma
um fluxo axial bidimensional, ele ainda fornece resultados aceitaveis devido a um
conjunto de submodelos como (TZIAVOS et al., 2016):

e Correcdo de Glauert:

A correcdo de Glauert é usada para corrigir o0 modelo de BEM para valores do
fator de inducéo axial maiores que 0,4, uma vez que 0 modelo ja ndo é mais valido para

valores acima disso.
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e Fator de Prandtl:

No modelo BEM, é assumido que o rotor possui um ntmero infinito de pas. Por
conseguinte, o fator de Prandtl tem como objetivo alterar essa suposicao, corrigindo o

modelo para um rotor com nimero finito de pas.
e Dinamica de stall:

Refere-se a variacdo dos coeficientes de suspensdo e de arrasto devido a
mudancas no angulo de ataque das pas (angulo de pitch) em funcéo da velocidade do
vento, como explicado anteriormente. Essa também pode ser considerada uma das
desvantagens do método BEM, por ser necessario que os valores dos coeficientes de

suspensdo (Cy), e de arrasto (C,) ja estejam tabulados.

Apesar do grande numero de correcdes necessarias, 0 método BEM continua
representando uma forma rapida e aproximada para o calculo das forgas aerodindmcas,
sendo, inclusive, implementado no programa SIMA-RIFLEX (MARINTEK, 2017) e
FAST. Caso os efeitos de um fluxo 3-D (BEM considera apenas um fluxo 2-D) sejam
de maior importancia, é possivel calcular as cargas aerodinamicas através do uso de
Computational Fluid Dynamics (CFD). A abordagem de CFD leva em consideracao o
efeito viscoso e é baseada nas equacOes de Navier-Stokes (NSe). Seu sucesso €
fortemente dependente da solucéo trazida pelas NSe e geralmente envolve grande custo
computacional (GASCH e TWELE, 2012).

2.3.3.6 Distribuicao de velocidade do vento

A distribuicdo da velocidade do vento durante um longo periodo de tempo pode
ser expressa por meio de uma funcdo de densidade de probabilidade. De acordo com a
IEC 61400-1 (2014), as distribuicdes Rayleigh (equacdo (2.13)) e Weibull (equacéo

(2.14)) sdo frequentemente usadas.

Pr(Vy) =1—exp <—7T (2‘2)1;)2) (2.13)
Py (Vo) = 1 — exp (— (?)k> (2.14)
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onde V; é a velocidade do vento incidente; V,,.4 € a velocidade média; C é o parametro

de escala da fungdo Weibull; k é o pardmetro de forma da funcédo Weibull.

A DNVGL-RP-C205 (2017) ainda recomenda que, caso haja a auséncia de
séries temporais de vento, a distribuicdo de Weibull pode ser escolhida para representar
a distribuicdo da velocidade média dos ventos em um periodo de 10 minutos. Nesse
periodo, considera-se que a velocidade média do vento e o desvio padrdo devido a
turbuléncia permanencem o mesmo. A turbuléncia pode ser calculada pela equacéo
(2.15).

o

I'= (2.15)

Vmed

onde I é a intensidade da turbuléncia; o é o desvio padréo; V,,.4 € a velocidade media.

2.3.3.7 Espectros de vento

Em conformidade com GASCH e TWELE (2012), informacgdes sobre a série
temporal sdo perdidas quando a velocidade do vento é representada por um histograma
ou uma funcéo de distribuicdo. Por isso, a representacdo espectral se mostra como uma
importante metodologia para avaliar a amplificacdo dindmica em estruturas esbeltas
como as turbinas edlicas. Esta densidade espectral pode ser obtida através de uma
Transformada Rapida de Fourier (FFT) de um dado de vento no dominio do tempo.
Entrementes, também € possivel gerar séries temporais a partir de uma funcdo de
Densidade Espectral (PDF), por exemplo Kaimal, por meio de uma Transformada
Discreta de Fourier (DFT) inversa. Além do Kaimal, existe uma vasta gama de
espectros trazidos pela DNV-RP-C205 (2017) como:

e Davenport

e Harris

e Simiu e Leigh
e Ochi e Shin

o Froya

Entretanto, conforme consta na DNV-0S-J101 (2014), foi utilizado no programa

TurbSim o modelo de Kaimal para geracdo de uma série temporal sintética de
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velocidades do vento. De acordo com a IEC 61400-1 (2014) e a DNV-0S-J101 (2014),

esse espectro é dado pela equacéo (2.16).

Ly
S (f) — 0_2 4thb
kN = Ok 5/ (2.16)
(1+9/4) "

thb

onde S, é a densidade espectral; f é a frequéncia em Hz; k € o indice da componente
direcional do vento; oy, € 0 desvio padrdo do vento; L, é o parametro de escala.

2.3.4 Cargas hidrodindmicas

2.3.4.1 Teoria de onda

Para que o calculo das forcas hidrodindnimas seja realizado, é necessario a
escolha de um modelo de onda apropriado que permita o caculo da cinematica
(deslocamento, velocidade e aceleracdo) da particula de onda. As teorias de onda que
irdo descrever a elevagéo da superficie do mar variam entre si pela formulagéo e o grau
como ela satisfaz a ndo linearidade da cinematica e as condi¢Ges de contorno da
superficie do mar. Essas teorias podem ser escolhidas a partir da Figura 2.28 de acordo

com a profundidade e com a altura da onda.
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Figura 2.28. Diferentes teorias de onda de acordo com altura de onda e lamina d’agua

(Fonte: IEC 61400-3 (2009)).

A teoria linear de Airy é adequada para aguas profundas com ondas de pequena
altura, entretanto, a medida que a altura de onda aumenta ou a ldamina de agua diminui, a
crista torna-se mais acentuada que o vale. Nessas situacdes, as parcelas de ordem
superior ja ndo podem ser mais desprezadas, invalidando o uso da teoria linear de Airy.
Desse modo, teorias como a stream e stokes function tornam-se mais atrativas por
melhor modelarem a onda, desde que a ordem escolhida seja a mais adequada
(SCHAUMANN et al. 2011). Apesar de ondas em aguas rasas serem melhor modeladas
por teorias que englobam parcelas de ordem superior, por simplicidade, € comum o uso

da teoria linear de Airy para dguas rasas.

2.3.4.2 Forca de onda

Carregamentos gerados pela onda em estruturas esbeltas podem ser aproximados
pela equacdo de Morison. Esse modelo, segundo BARLTROP (1991), é o mais

amplamente utilizado para caculos de forcas induzidas pela onda em estruturas offshore

48



esbeltas, ou seja, que nédo altere 0 campo de ondas no entorno da estrutura. Essas forcas

podem ser calculadas de acordo com a equacéo (2.17).
1 . nD? =
F= (2— p,,DCqlulu ) + Py Cnildz (2.17)

onde Cq4 € o coeficiente de arrasto, C,,, € o coeficiente de inércia, p , € a densidade da
agua marinha, D é o diametro, u e ii sdo a velocidade e a aceleracdo da particula de
agua, respectivamente. Portanto, o primeiro termo da esquerda (proporcional as
velocidades) corresponde a forca de arrasto, e 0 segundo termo a direita (proporcional a
aceleracdo) corresponde a forca de inércia.

Apesar da grande dimensdo da monopile utilizada (D = 6 metros) poder alterar o
campo de ondas, os efeitos de difracdo/radiacio podem ser inicialmente
desconsiderados desde que o diametro da estaca seja menor do que aproximadamente

1/5 do comprimento de onda (L).

Além do mais, é importante respeitar a altura de quebra da onda, uma vez que
invalida o uso das teorias de onda comentadas anteriormente. De acordo com a
DNVGL-RP-C205 (2017), a inclinacdo maxima da onda (limite de quebra), para
laminas d’agua profundas e rasas, pode ser dado pelas inequacbes (2.18) e (2.19)

respectivamente.
H < 0.14L (2.18)

H < 0.78d (2.19)

onde d é a profundidade da lamina d’agua.
2.3.4.3 Distribuicao da altura de onda e do periodo

Um estado de mar é representado por uma altura significativa de onda Hs e um
periodo de pico Tp. Esse estado de mar é assumido como sendo estacionario e ergodigo,
quando os parametros de onda (Hs,Tp) sdo tomados como constantes durante um

periodo de 3 ou 6 horas.
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Pela perspectiva de uma anélise de fadiga, a forma mais desejavel de se analisar
uma turbina edlica offshore submetida a acdo de vento e onda, é por meio de uma
distribuicdo conjunta. Essa distribuicdo permite que vocé determine a probabilidade de
ocorréncia conjunta de uma determinada velocidade de vento, altura de onda e periodo.
Entretanto, dados meteoceanogréaficos sdo dificies de se obterem, sendo necessario
assumir distribuicGes genéricas que se aproximem das condicdes ambientais da locacao
estudada. Segundo DNV-0S-J101 (2014), uma tipica distribuicdo genérica para a altura
Hs e o periodo Tp é uma distribuicdo Weibull (equacdo (2.20)) e uma distribuicdo
Lognormal de Tp condicionada a Hs (equacdo (2.21)), respectivamente.

Pus(h) = 1 — exp <— (%)k> (2.20)

In(h) — b0>

PTles(t) = CD( b
1

(2.21)

onde h é a altura de onda; t € o periodo da onda; C é o parametro de escala da funcao
Weibull; k é o parametro de forma da funcdo Weibull; b, e b; sdo coeficientes que

dependem do Hs da locacao estudada.

2.3.4.4 Espectro de ondas

Da mesma forma que para 0 vento, as ondas também podem ser descritas por
meio de uma densidade espectral, a partir do espectro de ondas é possivel gerar
sinteticamente um estado de mar irregular, sendo este composto por uma superposicdo

de harmdnicos com diferentes alturas de onda, periodos, comprimentos e formatos.

Para um estado de mar completamente desenvolvido, é possivel usar o espectro
de PIERSON-MOSKOWITZ (equacdo (2.22)). Esse espectro foi desenvolvido por
PIERSON e MOSKOWITZ a partir de medi¢cdes no Atlantico Norte, durante 1964.

w> w\
Spm(W) = SG,fFexp <—1.25 <W—> ) (2.22)

14 p

onde w,, € a frequéncia de pico; a;, € o desvio padrdo da elevagdo da onda.
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Outro espectro comumente utilizado € o JONSWAP (HASSELMANN et al.,
1976). Este espectro é uma modificacdo do PIERSON-MOSKOWITZ e foi
desenvolvido para melhor descrever um estado de mar em desenvolvimento, com uma
frequéncia de pico maior e com uma banda espectral mais estreita (IEC 61400-3, 2009).
O espectro de JONSWAP pode ser dado pela equacgéo (2.23).

((2-a)")
"’""K 27 ) (2.23)

Si(w) = aw—g:EXp (—[)’ (ﬂf) 14

onde w, € a frequéncia de pico; a € o parametro espectral; y € o parametro de pico; S é

0 parametro de forma; o € 0.07, se w < w,, ou 0.09, se w > w,.

2.4 Amortecimento

TEO séo sistemas dindmicos em que a resposta estrutural depende basicamente
da amplitude do carregamento aplicado e da proximade da frequéncia natural com as
forcas excitatérias dominantes (onda e vento). Nesse contexto, 0 amortecimento
desempenha papel fundamental para analises de fadiga, uma vez que ele € reponsavel
por limitar a amplitude da resposta ressonante da estrutura. Portanto, uma estimativa
precisa do amortecimento se faz necessaria para que a resposta do modelo se aproxime

do comportamento real da estrutura.

Como TEO séo estruturas fracamente amortecidas, seu fator de amortecimento
total (em relacdo ao critico) € normalmente atribuido a soma dos fatores de
amortecimento aerodinamico, hidrodindmico, estrutural e do solo, equacdo (2.24)
(CHEN e DUFFOUR, 2018).

(TEO = (aero + (hidro + {estru‘ral + (solo (2.24)

Para o presente estudo, serd descrito, brevemente, apenas 0os amortecimentos
aerodindmico, estrutural e o do solo. 1sso se deve a esses fatores de amortecimento
serem de suma importancia para anélise de fadiga da TEO em condigdes operacionais e

ndo operacionais. Esses fatores de amortecimentos serdo descritos a partir do topico
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2.4.1 ao topico 2.4.3 e, ao final, no topico 2.4.4, serd exposta uma extensdo de seus

respectivos valores encontrados na literatura publica.

2.4.1 Amortecimento aerodinamico

O amortecimento aerodinamico corresponde a uma das principais fontes de
amortecimento para TEO durante condi¢Ges operacionais. Esse amortecimente acontece
principalmente na direcdo de vibracdo fore-after (Figura 2.29), em funcdo de variagoes
da velocidade relativa experimentada pelas pas quando a estrutura se movimenta para
frente e para tras. Quando a turbina se projeta para frente, a velocidade relativa aumenta
e, consequentemente, ha um aumento na forca de thrust nas pas. Como essa forca age na
direcdo oposta a movimentacdo da estrutura, ha uma reducdo do movimento, atribuindo
a estrutura um amortecimento. Por outro lado, quando a estrutura se projeta para tras, a
velocidade experimentada pelas pas € reduzida e, na sequéncia, a forca de thrust.
Devido a essa reducdo, menos energia é introduzida no sistema durante a vibracdo da

estrutura, contribuindo para o amortecimento.

fore-after side-to-side

®

Figura 2.29. Vibracdo fore-after e side-to-side.
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2.4.2 Amortecimento estrutural

O amortecimetno estrutural esta relacionado a perda de energia do sistema
devido ao atrito interno e deslizamento dentro do material. Em TEO, esse
amortecimetno provém basicamente das conexdes flangeadas da torre e da conexdo
grauteada (GASCH E TWELE, 2012 e CHEN E DUFFOUR, 2018).

2.4.3 Amortecimento do solo

Em situacBes ndo operacionais (estacionado), o amortecimento do solo é
reportado como sendo um dos maiores contribuintes para 0 amortecimento da vibracao
estrutural, uma vez que nessa situacdo ndo ha o amortecimento aerodindmico (CHEN e
DUFFOUR, 2018). Prova disso, pode ser verificada no trabalho de FONTANA et al.
(2015) ao constatar que, com apenas um aumento de 4% no amortecimento do solo,

pode-se obter uma reducéo de até 46% no dano a fadiga.

E também importante ressaltar que o efeito do amortecimento do solo é
proprocional ao deslocamento da estrutura e, portanto, se os deslocamentos forem

pequenos, o seu amortecimento tambem sé-lo-a4 (TRGEN, 2014).

2.4.4 Valores de amortecimento na literatura

A partir dos trabalhos de CHEN e DUFFOUR (2018) e REZAEI et al. (2018), €
possivel concluir que existe uma grande variabilidade quanto a valores precisos dos
fatores de amortecimento. Esses valores podem variar de acordo com o tipo de solo,
deslocamento da estaca, velocidade do vento, nimero e tipo de conexdes. Na Tabela

2-8, é possivel verificar o quanto esses fatores podem variar.

Tabela 2-8 Fatores de amortecimento
(Adaptado de: CHEN e DUFOUR, 2018 e REZAEI et al., 2018)

Condigdo . . . .
.~ Amortecimento Amortecimento Amortecimento Amortecimento
de Direcao s A
o total estrutural aerodinamico do solo
operagao
Estacionada ’;;;zr 1,00-3,00% 0,20-1,50% 0,08-0,24% 0,17-1,30%
Producdo  fore- ¢, 16 00% 0,20-1,50% 2,00-8,00% 0,17-1,30%

de energia after
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A partir da Tabela 2-8, ressalta-se aqui a importancia, sempre que possivel, de
dados topogréficos e meteoceanograficos para uma estimativa apropriada do
amortecimento aerodinamico e do solo para um correto célculo da vida a fadiga de
TEO, dada a grande variabilidade que seu amortecimento total pode chegar, indo de 1,0-
3,0% quando estacionada e de 5,0-10,0% quando em operagao.

2.5 Estimativa da fadiga

Como o graute e a junta soldada possuem propriedades diferentes, a estimativa
da fadiga é conduzida de forma diferenciada para cada um desses materiais. O principal
motivo esta relacionado ao tratamento dado a tensdo média a qual essas estruturas sao
submetidas a cada ciclo de carregamento, pois, em juntas soldadas, essa tensdo ndo surte
efeito no dano final, enquanto no graute, hd uma grande influéncia. Além disso, a junta
soldada é analisada em ciclos de compressao-tracdo, enquanto o graute é analisado em
ciclos de compressao-compressdo como recomendado pela DNVGL-ST-0126 (2016) e
DNVGL-ST-C502 (2018).

Isto posto, os topicos 2.5.1 a 2.5.4 tém como objetivo esclarecer um pouco mais
esses detalhes que cercam as diferencas entre o calculo do dano na junta soldada e no

graute.

2.5.1 Junta soldada

A partir de um estudo compreensivo realizado por BERGLIND e WISNIEWSKI
(2014) a respeito de metodologias para estimativa da fadiga em TEO é possivel

classificar as diversas abordagens encontradas na literatura em 4 esferas:

e Meétodos de contagem (contagem do namero de ciclos a partir de um sinal):
o Rainflow (RFC)
o Peak-Valley (PVC)
o Level-Crossing (LCC)
o Range (RC)
o Range-Pairs (RPC)
e Meétodos espectrais (assume que 0 processo seja de banda estreita):
o Rayleigh

o Correcgao de Wirshing
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o Dirlik

e Métodos estocésticos (assume que o0 processo seja Markoviano):
o Cadeia de Markov

e Métodos de propagacdo de trinca:
o Leide Paris

Dentre os cinco metodos citados, segundo BERGLIND e WISNIEWSKI (2014),
0 mais consolidado na industria € o método de contagem. Esse método vem sendo
implementado desde 1967 através do trabalho de ENDO (1967) no Japdo e ficou
conhecido como Rainflow Counting. Desde entdo, outros estudos como os de JONGE
(1970), DOWING (1982) e RYCHLIK (1987) foram publicados com o intuito de
aprimorar o algoritmo de contagem de numero de ciclos, porém, em termos de

resultados, o dano na estrutura tende a ser similar.

O método de Rainflow Counting, no geral, consiste em analisar um sinal de
tensbes, como mostra o exemplo da Figura 2.30, e utilizar uma série de filtros que
fazem a contagem do namero de ciclos e a respectiva amplitude de tensdo aos quais a

estrutura foi submetida.

De:0; De:-50;
De:-100; :
Para:100; De:-50: Para:75: Para:100;
Var.:100 T o De:0; Var.:150
_ 1oo Para:50; Var.:175 Para-50: Nes 7C De:100
- | - De:-75; T—" e:100;
o 5o Var.:100 ~@ Var.:50 -0: \ 0
S - N - R far.. Para:0; . Para:;
S \ /L S S~ ‘\ ¢ Var.:75 / \ Var.:100
o \ 4 N B A
UT \ ~
w50 \ / \ De:75: / N
c A\ ST I. Y / ~
] \ -0- \
 -100 De:100; / - SZ?'?; De:0;
Para::50; De-50: - De:50; Para:-50;
Var.:150 o Para-75;  ar:50
Para:-100; Var.:125
Var.:150
2 4 6 8 10 12 14
indice

Figura 2.30. Contagem dos ciclos pelo método Rainflow Counting.

A partir dessa contagem, agrupam-se 0s ciclos com a mesma variacdo de tenséo
com o objetivo de formar um histograma (Figura 2.31), que, associado as curvas S-N,
permite a aplicacdo da regra de PALMGREN (1924) e MINER (1945) para calculo do
dano na estrutura. Para mais detalhes a respeito do algoritmo de Rainflow, o presente
trabalho recomenda os estudos de JONGE (1970) e RYCHLIK (1987).
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Quanto a regra de PALMGREN (1924) e MINER (1945), esta considera que 0
dano total sustentado pela estrutura seja formado por um acumulo linear de pequenos
danos sofridos ao longo da vida ultil da estrutura e que cada ciclo de carregamento
independe um do outro. assim, o dano total ¢ dado de acordo com a equacdo (2.25).

Diotar = ﬁ (2-25)
i=1 !

onde n; é o numero de ciclos observados em cada grupo de tensdo i, e N; é o nimero de
ciclos necessarios para a ruptura por grupo de tensdo i (obtido a partir de uma curva S-
N).

Agrupamento

De (MPa) Para (MPa) Variacdo (MPa) Ciclos dos ciclos
0 100 100 0,5
100 -50 150 0,5
-50 50 100 0,5 Variagdo (MPa) Ciclos
50 -100 150 0,5 50 1
-100 75 175 0,5 75 1
75 0 75 0,5 100 1,5
0 50 50 0,5 125 0,5
50 -75 125 0,5 150 1,5
-75 0 75 0,5 175 0,5
0 -50 50 0,5
-50 100 150 0,5
100 0 100 0,5 Histograma
187 ———
%1683
o 1496
1309
o 1122
S i
g s -
£ 51
Z: 374
18.D — |

1.03 14 175 A | 245 28 315 35

AS (MPa)

Figura 2.31. Numero de ciclos de acordo com a amplitude de tensdo (histograma).

No que se refere as curvas S-N, para 0 caso da junta soldada € utilizada nesse
estudo as curvas preconizadas pela DNVGL-RP-C203 (2016). Essas sdo melhor

explicadas no topico 2.5.1.1, onde também é feito um breve levantamento de estudos
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recentes que apontam que as curvas da DNVGL-RP-C203 (2016), ao serem aplicadas

para TEO, podem subestimar a vida a fadiga dessas estruturas.

2.5.1.1 Curvas S-N para junta soldada

Como explicado anteriormente no topico 2.5.1, o nimero de ciclos e as faixas de
tensbes em que a estrutura estd sujeita podem ser calculados por um algoritmo de
Rainflow junto da regra de PALMGREN (1924) e MINER (1945). Quanto as curvas S-
N, a DNVGL-RP-C203 (2016) fornece curvas que sdo amplamente utilizadas na
industria offshore e podem ser aplicadas para TEO. Essas curvas sao dadas pela equagéo
(2.26).

K
t

log,oN = log,pa — mlogy, <A0 <t > ) (2.26)
ref

Na equacéo (2.26), leva-se em consideracdo o efeito da espessura da chapa (t)
usada, sendo ela corrigida através de um expoente k e uma espessura de referéncia
(tref = 25mm) para corddes de soldadura, como recomendado em DNVGL-ST-0126
(2016). Além disso, m representa o declive inversa da curva S-N e log;,a 0 ponto onde

a curva intercepta o eixo de logN.

Ainda assim, é importante observar que, em estudo realizado por BRENNAN e
TAVARES (2014), especial atencdo é dada a correcdo feita na variacdo de tensdo,
sendo essa realizada devido ao uso de juntas com espessuras maiores do que as de
referéncia (t.y). Essa espessura de referéncia refere-se a espessura da amostra utilizada
para 0S ensaios gque originaram as curvas S-N e estdo presentes na equacao (2.26) por

.

. ~ t
meio da relagéo (

tre f

Os autores argumentam que, devido as grandes dimensfes da monopile, o fator
de concentracdo de tensdo no inicio da solda seria muito baixo, implicando em um
menor dano. Uma comparacao entre a curva C1 com e sem a corre¢do pode ser vista na
Figura 2.32.
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Ainda na Figura 2.32, é possivel observar que, para uma mesma variagdo de
tensdo, o numero de ciclos de carregamento que a estrutura consegue sustentar é menor
na curva que fez uso da correcdo, o que resultaria em uma vida a fadiga até 87% menor
do que a curva com corregdo (BRENNAN e TAVARES, 2014).

100

Tensdo (MPa)

10
1x10* 1x10° 1x10° 1x10 1x10°

Numero de ciclos

—— Sem correcdo
— - Com corre¢édo para 60 mm

Figura 2.32. Comparacdo entre as curvas com e sem correcdo de espessura.

Outro trabalho que segue a mesma linha de pesquisa é o desenvolvido por meio
de um projeto conjunto da industria chamada SLIC (Structural Lifecycle Industry
Collaboration) (MEHMANPARAST et al, 2016). Nesta pesquisa, foi investigada a
formacdo e propagacéo de trincas, por meio da mecanica da fratura, em turbinas edlicas
offshore. Uma das principais conclusfes é que a propagacdo da trinca se dava a uma
taxa 2 vezes menor do que a taxa apontada em normas vigentes. Esses dois estudos
(BRENNAN E TAVARES (2014) e MEHMANPARAST et al. (2016)) mostram que a
estimativa da fadiga na junta soldada de turbinas edlicas offshore ainda é um campo em
estudo e pode superestimar o dano. Porém, trabalhos recentes ainda fazem uso das
curvas trazidas pela DNVGL-RP-C203 (2016).

Como sugerido por BRENNAN e TAVARES (2014), o estado limite de fadiga
da fundacdo pode ser avaliado de acordo com a curva C1 fornecida pela DNVGL-RP-

C203 (2016), sendo ela utilizada para avaliacdo da fadiga para as estruturas propostas
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no presente estudo. Todavia, a curva pode ser selecionada para 3 condi¢des diferentes as

quais cada parte da turbina pode estar sujeita:

o Ar;
e Agua do mar com protecéo catddica;

e Agua do mar com corroséo livre.

Para essas 3 condicBes, haverd um coeficiente diferente para m e log,a,
conforme exposto na equagdo (2.26). Assim, para a torre e parte da estrutura sem
qualquer contato com a agua do mar, pode-se utilizar a curva “ar”. Por outro lado, para
a zona de respingo e para a zona submersa, as curvas “adgua do mar com corrosao livre”
e “a4gua do mar com protec¢do catodica” podem ser usadas, respectivamente. A Figura

2.33 mostra a diferenca entre estas curvas.

1x10°

=3 100 T
§ \
;} \\
2
= 10 il
=

L = -

10" 1x10° 1x10% 1x10’ 1x10° 1x10°

Numero de ciclos

— Ar
---- Agua do mar com protegdo catodica
Agua do mar com corroséo livre

Figura 2.33. Comparacdo entre curvas com situacdes ambientais diferentes.

Como esperado, a curva “4gua do mar em corrosdo livre” ¢ mais conservadora
quando comparada as demais. Isto se deve a corrosdo, que tem uma influéncia negativa
na vida a fadiga das estruturas de aco, gerando assim mais danos. Considerando que
esse estudo avalia a junta soldada da monopile, que se encontra predominantemente em

contato com a adgua do mar, a curva “dgua do mar com prote¢do catdodica” ¢ a mais
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indicada. Quanto ao fator de concentracdo de tenséo, esse foi considerado como sendo
igual a 1,0 (DNVGL-RP-C203, 2016).

2.5.2 Célculo da tensao na junta soldada

A fim de facilitar a compreensdo das etapas realizadas para analise do dano na
junta soldada, foi elaborada a Figura 2.39, onde consta todos 0s processos usados para
céaculo do dano.

1-Modelo estruturalf\

2-Série temporal

3-Rainflow counting

Tensio (MPa)
ensio (MPa)

5-Palmgren Miner + /\ /
Curva S-N (DNVGL-RP-C203, 2016)

4-Histograma (AS x Ciclos)

cnsdo (MPa)

AS (MPa)

Figura 2.34. Etapas para calculo do dano na junta soldada.
Ainda na Figura 2.34, as etapas referem-se a:

e FEtapa 1: Modelo estrutural utilizado para conducdo das analises no programa

SIMA-RIFLEX (esse modelo sera melhor explicado no topico 4.1);

e FEtapa 2: Sinal de tensbes ao qual a monopile estd submetida, sendo elas
calculadas por meio da equacdo (2.27), a partir dos sinais de momentos fletores

gerados pelo software SIMA-RIFLEX, para 8 pontos diferentes. Esses pontos
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sdo separados por uma variacdo angular igual a A6 = 27/8 ao longo da se¢do
transversal da estaca como mostra a Figura 2.35.

M M
o =—2rcos(0) + —rsen() (2.27)
L I,

Figura 2.35. Secéo transversal da monopile.

e Etapas 3, 4 e 5: Procedimento de contagem de ciclos de tensdo (Ao) para célculo

do dano a fadiga, como descrito no tépico 2.5.1.

Essas estapas sdo similares as utilizadas para calculo do dano no graute, apesar
do modelo estrutural (etapa 1) ter sido o mesmo para 0s dois materiais, as etapas

seguintes irdo se diferenciar conforme sera visto no topico 2.5.3, a seguir.

2.5.3 Graute (concreto de alta resisténcia)

A estimativa da fadiga no material graute é conduzida de forma um pouco
diferente. Se por um lado, para a fadiga na junta soldada tem-se um histograma (Figura
2.31) que relaciona o nimero de ciclos com a amplitude de tensdo ao qual a estrutura é
sumetida, para o graute, outras informacGes sdo necessarias. Diferente da junta soldada,
onde a tensdo média € negligenciavel devido a presenca de uma tensdo residual, o

graute é fortemente influenciado pela tensdo media ao qual é submetido.

Uma das formas de se levar em consideracdo essa tensdo média é através da
chamada Matriz de Markov, sendo este 0 método recomendado pela DNVGL-ST-0126
(2016) e DNVGL-RP-0419 (2016) para o céalculo de fadiga no concreto de alta

resisténcia. Em uma analise simplificada, a Matriz de Markov consiste em uma outra

61



representacdo dos resultados obtidos a partir do Rainflow Counting, sendo que ao invés
dos resultados serem representados a partir de um histograma, como exposto na Figura
2.31, o resultado € apresentado em forma de uma matriz que apresenta 0S maximos
locais (tensdo méaxima e minima) de cada ciclo e 0 nimero de vezes em que 0s pares de
tensdo maxima e minima surgiram no sinal de tens6es estudado, como mostra a Figura
2.36. Dessa forma, é possivel representar implicitamente a tensdo média a qual o graute
pode estar submetido.

- 150

los

- 100

1C|

Numero de ¢

Tensdo maxima

Figura 2.36. Matriz de Markov.

Logo, apesar das recomendacdes propostas por SCHAUMANN et al. (2011),
indicando que os efeitos de degradacéo, performance ortotropica, estado tridimensional
de tensdo e efeito da tensdo media deveriam ser levados em consideracéo para a analise
de fadiga do graute, por motivos de simplicidade, pode-se levar em consideracdo apenas

a tensdo média.

Os trabalhos de LEE et al. (2014), ALWAN e BOSWELL (2014) e WANG et
al. (2016) também fizeram uso de abordagem similar (compressdo uniaxial levando em
consideracdo o efeito da tensdo média), porém com o acréscimo de um modelo em
elementos finitos para verificacdo das formulacdes propostas pela DNVGL-ST-0126
(2016) e posterior analise da conexdao. A DNVGL-ST-0126 (2016) também recomenda
0 uso de um modelo em elementos finitos para analise mais rebuscada da conexao, caso

a pressao de contato nominal exceda o valor de 1,5 MPa, limite que pode estar
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associado a uma provavel degradacdo do concreto e consequente perda de capacidade

axial da conexdo.

De acordo com WAFO (2017), caso seja necessario maiores detalhes quanto ao
dano sofrido pela estrutura, modelos mais acurados devem ser usados, a exemplo disso,
a Cadeia de Markov. Esta ultima se difere da Matriz de Markov por se tratar de um
método estocastico onde se assume que 0 processo de propagacdo da trinca pode ser
tomado como sendo Markoviano (BERGLIND E WISNIEWSKI, 2014). Em outras
palavras, as realizagbes futuras independem do histérico de danos sofridos pela
estrutura, dependendo apenas do estado atual em que se encontra, por exemplo, a trinca.
Entretanto, a grande dificuldade do modelo encontra-se na determinagdo da matriz de
transicdo de probabilidade (matriz que contém a probabilidade de mudanca de um
estado atual para o proximo). Essa matriz permite que se estabeleca a probabilidade,
como descrito por FRENDAHL e RYCHLIK (1993) e RYCHLIK et al. (1995), de que
picos com alturas u;, u;,q,... uj_; Sejam seguidos de vales com niveis u;,q, Ujyz,..., U;
e que vales com niveis u;.q, Ujyz,..., u; Sejam procedidos de picos com alturas u;,,

Uiy1,--. Uj—q (Figura 2.37).

Maximos locais

Uit ] Pico #¥——[ [ ui
— N I ANIANAY
. [\ [\ i / [,
AN [ / RN VAR
/ [ R / / /]
/ [ AN / / \/
[ Uit tisy \ |/ \L/ / \
Vale [\ v/

Figura 2.37. Exemplo de sinal com picos e vales.

Por isso, como o estabelecimento dessa correlacdio demanda certo tempo
computacional para analise da resposta estrutural, pode-se adotar a Matriz de Markov
como uma metodologia inicial para verificacdo do dano a fadiga, junto do uso de uma
curva S-N apropriada e aplicacdo da regra de PALMGREN (1924) e MINER (1945)

conforme equacdo  (2.28).

Quanto as curvas S-N, para o caso do graute, é utilizada nesse estudo as curvas
preconizadas pela DNVGL-ST-C502 (2018). Entranto, em literatura ndo ha uma
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convergéncia clara sobre qual curva S-N utilizar para o graute, uma vez que a fadiga
nesse tipo de material € uma ciéncia ainda em estagio inicial de desenvolvimento.
Portanto, no topico 2.5.3.1 serdo abordados os principais tipos de curvas utilizados em
normas e o motivo pelo qual as curvas trazidas na DNVGL-ST-C502 (2018) foram

escolhidas para conduzir o estudo da fadiga no graute.

2.5.3.1 Curvas S-N para concreto

Com base no trabalho de SLOT e ANDERSEN (2015), pode-se destacar as
seguintes normas que trazem em suas recomendacdes procedimentos para verificacdo de

concretos de alta resisténcia submetidos a fadiga como ja comentado anteriormente:

e DNVGL-ST-C502 (2018);

e CEB-FIP (1990) e sua versdo mais recente, a CEB-FIP (2010);
e EN 1992-2 (2004);

e EN 1992-1-1 (2004);

e |EC 61400-1 (2014);

e |EC 61400-6 Draft (2015);

e ABNT NBR 6118 (2014).

A seguir, no tépico 2.5.3.2, essas normas serdo comparadas entre si e depois sera
explicado com mais detalhes o célculo da curva S-N de acordo com a DNGL-ST-C502
(2018), sendo esta norma escolhida para analise do graute (concreto de alta resisténcia)

da conexdo.

2.5.3.2 Andlise das curvas S-N (regido de compressao-compressao)

Com o advento dos concretos de alta resisténcia, também chamados de graute, as
normas comecaram a se tornar mais criteriosas quanto aos efeitos produzidos por
carregamentos ciclicos (AITCIN, 1998). A fadiga no concreto vem sendo estudada
desde 1984 (SHAH, 1984). Ao comparar resultados experimentais produzidos por
HILSDORF (1966), constatou-se uma nédo linearidade entre o dano interno sofrido (X)

pelo concreto e o nimero de ciclos (X1), como pode ser visto na Figura 2.38.
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Figura 2.38. Dano n&o linear (Adaptado de: SHAH (1984)).

Entretanto, normas vigentes como a DNVGL-ST-C502 (2018) e DNVGL-ST-

0126 (2016) assumem o dano no concreto como sendo linear.

Na literatura, é possivel encontrar diversas normas que fazem referéncia as
curvas S-N (ou curvas de Woehler); desde 1990 a CEB-FIP (1990) ja trazia
recomendacdes a respeito de curvas S-N para concretos com resisténcia de até 80 MPa.
Contudo, a sua mais nova versdao, a CEB-FIP (2010), ja traz resultados obtidos para
concretos com resisténcia média de 180 MPa, como mostra o trabalho divulgado por
LOHAUS et al. (2012). Essa mudanca na resisténcia dos concretos testados mostra o
quanto € importante obedecer ao limite de resisténcia até onde os dados foram

analisados.

A Figura 2.39 mostra uma comparagdo entre as curvas propostas pela CEB-FIP
(1990) e CEB-FIP (2010). No eixo das abcissas, esta o logaritmo do nimero de ciclos
necessarios para a falha da estrutura, enquanto no eixo das ordenadas encontra-se a
tensdo maxima relativa, que corresponde a razdo entre a tensdo ao qual o graute esta

sendo submetido pela resisténcia a compressao estatica do concreto.
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Figura 2.39. Comparacdo entre as curvas CEB-FIP (1990) e CEB-FIP (2010).

A partir da Figura 2.39, é possivel ver que, para concretos com resisténcia maior
do que 80 MPa, um projeto realizado por meio das curvas disponibilizadas pela CEB-
FIP (1990) poderia trazer resultados menos conservadores para numero de ciclos
maiores do que 108, podendo levar a uma falha prematura quando comparado com 0s
resultados trazidos pela CEB-FIP (2010).

Ademais, a partir dos estudos realizados por SLOT e ANDERSEN (2015) a
respeito da abordagem dada pelas normas DNVGL-ST-0126 (2016), DNVGL-ST-C502
(2018), CEB-FIP (2010), EN 1992-2 (2004), EN 1992-1-1 (2004), IEC 61400-1 (2014)
e IEC 61400-6 Draft (2015) ao concreto submetido a carregamento ciclico, foi
adicionada a abordagem dada pela ABNT NBR 6118 (2014). Basicamente, a partir da
leitura das normas, foi observado que as metodologias aplicadas para analise podem ser
classificadas em dois grupos: modelos simplificados e modelos baseados na contagem

de ciclos.

Os modelos simplificados fazem uso de um dos critérios no qual a tensdo
méaxima obtida a partir de um sinal ndo ultrapasse um valor limite. Assim, como no
trabalho de SLOT e ANDERSEN (2015), a norma IEC 61400-6 Draft (2015), ainda em
formato de rascunho, ndo sera estudada. Isso se deve ao fato dela ndo possuir uma
metodologia prépria, indicando o uso dos procedimentos recomendados pela CEB-FIP

(2010), porém com uso dos fatores de seguranca presentes na IEC 61400-1 (2014).
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Apesar da ABNT NBR 6118 (2014) também fazer uso de uma metodologia similar a
proposta pela CEB-FIP (2010), essa foi mantida por ser uma norma brasileira e
possibilitar uma comparacdo em funcdo dos fatores de seguranca e resisténcia
caracteristica a fadiga do concreto de forma implicita. Portanto, na Figura 2.40 foi
representado o limite de fadiga para as normas EN 1992-2 (2004), EN 1992-1-1 (2004),
CEB-FIP (2010) e ABNT NBR 6118 (2014). Esse limite € representado a partir da
tensdo relativa maxima (eixo das ordenadas) ao qual o concreto pode ser submetido sem

que haja problemas de fadiga.

0.911
0.822

0.733

0911
0.822

0.644 0.644
DJJE’ 0.556]
045 0.467
o.i..s 0.378
D_DS? 0.289
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——EN1992-1-1 (2004) — EN 1992-1-1 (2004)

—— CEB-FIP (2010) —— CEB-FIP (2010)

- NBR6118 (2014) = NER6118 (2014)

Figura 2.40. Comparacdo entre os modelos simplificados
(a esquerda: 80MPa, a direita: 180MPa).

E possivel observar que para grautes com resisténcia igual a 80 MPa, a CEB-FIP
(2010) apresenta resultado mais conservador quando comparado com as outras normas.
Entretanto, com o aumento da resisténcia para 180 MPa, as normas ABNT NBR 6118
(2014) e CEB-FIP (2010) apresentam valores similares em contrapartida do resultado
obtido a partir da EN 1992-2 (2004), que apresentou pouca variagdo em funcdo da
resisténcia caracteristica do graute. Logo, para o procedimento simplificado, a norma
CEB-FIP (2010) é a que tende a apresentar os resultados mais conservadores entre as 3

normas.

Ja que nos modelos que levam em consideracdo o nimero de ciclos, as hormas
CEB-FIP (2010), DNVGL-ST-0126 (2016) e EN 1992-2 (2004) apresentam propostas
de curvas para a estimativa do dano no graute. A fim de melhor representar as curvas,

foram escolhidos dois casos onde a razdo entre as tensdes minima e a maxima (R) foram
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tomadas como sendo iguais a 0,2 e 0,6. Assim, é possivel ter uma melhor visualizagdo

do comportamento das curvas que estdo representadas na Figura 2.41.
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Figura 2.41. Comparacdo entre as curvas S-N para ao graute.

A Figura 2.41 mostra, como esperado, que quanto menor o R, maior o dano no
concreto. 1sso se deve a uma maior variagdo entre a tensdo maxima e a tensdo minima.
No geral, a DNVGL-ST-0126 (2016) apresenta-se mais conservadora em ambos 0s
casos. Porém, para um R=0,6, a norma EN 1992-2 (2004) torna-se menos conservadora

a partir de um niimero de ciclos aproximadamente igual a 10'?, algo que nio acontece
quando o R=0,2.

A DNVGL-ST-0126 (2016) também traz algumas recomendagdes quanto ao uso
de normas especificas. Nela, é orientado o uso das curvas propostas pela DNVGL-ST-
C502 (2018), o que é esperado, uma vez que a metodologia para célculo do dano no
graute advém da propria DNVGL-ST-C502 (2018). Todavia, caso a norma EN 1992-2
(2004) seja escolhida, essa deve se basear na CEP-FIP (2010), que, por sua vez, deve ter

o resultado ajustado para contabilizar o efeito da humidade no graute.

Para a estimativa do dano no graute do modelo proposto, foram adotadas as
curvas propostas pela DNVGL-ST-0126 (2016) e DNVGL-ST-C502 (2018), uma vez
que esta apresenta resultados mais conservadores e por ja ter sido aplicada em trabalhos
como o de LEE et al. (2014) e WANG et al. (2016).
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2.5.3.3 DNVGL-ST-C502 (2018)

Para o célculo do dano no concreto a partir da curva S-N ou diagrama de Waéhler
recomendada pela DNVGL-ST-C502 (2018), que é a mesma adotada pela DNVGL-ST-
0126 (2016), o numero de ciclos para a falha N; é estimado pela superficie de falha dada
pelaequacdo  (2.28).

Omax Omin

1- 2.28
o (229

cn
Ym

logloN = Cl 1-

¢, Lo
Ym
onde o fator C,; é tomado como sendo igual a 8,0, fator utilizado para estruturas em
presenca de adgua e variacdo de tensdo em regime de compressdo-tracdo e foi utilizado
por ser mais conservador, apesar do caso estudado estar em um regime de compressao-
COMPressao; Opmax € Omin COrrespondem as tensbes maximas e minimas ao qual o
concreto é submetido; y,, é o fator de material para o concreto, tomado como sendo

igual a 1,5 devido a espessura usada na conexao grauteada; e f., € a resisténcia a

compressao in situ do concreto dado pela equacdo  (2.29).

fcck) (2.29)

f;‘n = fCCk (1 - 600

onde f.., corresponde a resisténcia caracteristica a compressédo do concreto de acordo
com nomeclatura da DNVGL-ST-0126 (2016).

Caso log,oN, equagéo (2.28) seja maior que X, equacéo (2.30), avida a

fadiga pode ser aumentada por um fator C, dado pela equacdo  (2.31).

O' .
X = cl/ 1-——2 | +0,1¢ (2.30)
¢ [
5
Ym
C; = (1+0,2(log;oN — X)) (2.31)
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A Figura 2.42 mostra a curva S-N para cada valor de carregamento minimo
(Smin)- Ainda na Figura 2.42, o carregamento maximo (S,,..) € representado
algebricamente no eixo y e o logaritmo do nimero de ciclos necessarios a falha (N) no

eIX0 X. Spax © Smin SA0 geralmente expressos em termos de tensdo relativa, ou seja,

uma fracdo da resisténcia a compressdo estatica do concreto (S, = amax/Csj;c—”
m

. f
y Smin = Umin/CS ycn )
m

1)

Tensfo relativa (Smax, variagio 0

- Smin=0
—— Smin=0.2
-=---Smin=04
—— Smin = 0.6
— - Smin=0.7
—— Smin = 0.75

Figura 2.42. Curva S-N do graute de acordo com a DNVGL-ST-C502 (2018).

Levando em consideracdo o escopo deste trabalho, e como recomendado
DNVGL-ST-C502 (2018), todos os momentos que produziriam tenses de tracdo no
concreto sdo convertidos em o,,;, =0 . Além disso, como comentado em Slot e
Andersen (2015), os efeitos da tensdo meédia ja sdo geralmente levados em consideragédo
na curva, uma vez que a curva depende da razdo entre G,,4, € Omin, € 0 NUMero de
ciclos, portanto, reforcando o uso da Matriz de Markov para obtencdo dos maximos

locais para entrada na curva S-N.
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2.5.4 Célculo da tensdo no graute da conexao

Assim como foi feito para a junta soldada, a fim de facilitar a compreensao das
etapas realizadas para andlise do dano no graute, foi elaborada a Figura 2.43, onde
consta todos 0s processos usados para caculo do dano.

1-Modelo estruturar’—\

2-Série temporal

3-Rainflow counting

Tensdo (MPa)
Tensio (MPa)

Tempo (s)

5-Palmgren Miner + AN

Curva S-N (DNVGL-ST-C502, 2018) 4-Matriz de Markov

(Smax. x Smin. x Ciclos)

Numero de ciclos

LogN

— Senin = 06 " Tensdo minima

Figura 2.43. Etapas para calculo do dano no graute.
Ainda na Figura 2.43, as etapas referem-se a:

e FEtapa 1: Modelo estrutural utilizado para conducdo das analises no

programa SIMA-RIFLEX (o0 mesmo utlizado para a junta soldada);

e Etapa 2: Sinal de tensdes uniaxiais que agem no graute. Essas tensdes sao
calculas a partir do momento fletor que age na regido mais abaixo da

conexdo grauteada (regido de maior dano). Além disso, conforme
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recomendado pela DNVGL-ST-0126 (2016) e DNVGL-ST-C502 (2018),
essas tensdes, quando compressivas, foram tomadas como sendo positivas.
Entretanto, quando trativas, foram tomadas como sendo igual a zero para

entrada nas curvas S-N (equagdo  (2.28)).

e Etapas 3, 4 e 5: Procedimento de contagem de méaximos locais (S;ax, Smin)
para calculo do dano a fadiga, como descrito no topico 2.5.3

Visto que o célculo do dano no graute da conexdo representa um dos pontos
chaves deste trabalho, o Capitulo 3 foi dedicado para destrinchar melhor os estudos
desenvolvidos no entorno do tema e as equacdes analiticas empregadas na determinacgao

da tensdo uniaxial no graute.
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3 CONEXAO GRAUTEADA

Esse tdpico tem como objetivo introduzir um breve histérico dos estudos
desenvolvidos até o presente momento relativos a conexdes grauteadas. S80 expostos 0s
principais motivos que levaram esse tipo de conexdo a falhar ao ser implementado em
TEO (topico 3.1), assim como a atual compreensdo do comportamento mecanico e as
equacdes analiticas, obtidas por meio de simulagdo numérica e experimental, que sdo
atualmente utilizadas para célculo da compressao uniaxial no graute da conexdo (tépico
3.3).

3.1 Estudos desenvolvidos

A partir dos trabalhos de DALLYN et al. (2015) e TZIAVOS et al. (2016) ¢
possivel rever grande parte dos estudos desenvolvido no entorno do tema das conexdes
grauteadas. Os principais deles, relevantes ao assunto de fadiga na conexdo grauteada
devido a acdo do momento fletor encontram-se separados entre estudos experimentais e

numéricos na Tabela 3-1 e na Tabela 3-2, respectivamente.

Devido ao critério de agrupamento dos trabalhos, alguns autores se repetem nas
tabelas, pois certos estudos numéricos foram precedidos de analises experimentais para

que fossem posteriormente validados.

A partir da leitura dos trabalhos mencionados na Tabela 3-1 e na Tabela 3-2, é
possivel inferir que uma das possiveis razdes para ter acontecido a falha prematura da
conexdo grauteada com consequente deslizamento da peca de transicdo ao longo da
monopile esteja associado a 3 fatores: erros associados a extrapolacdo das dimensdes da
estaca; baixa relevancia estatistica devido ao namero de experimentos realizados e

compreensdo falha do comportamento mecanico. Esses fatores sdo detalhados a seguir.
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Tabela 3-1 Estudos experimentais da conexdo grauteada.

BILLINGTON E o y
LEWIS (1978) Estudo da resisténcia das conexdes grauteadas.

BILLINGTON (1980) Estudo de conexdes mistas para uso em estruturas tipo Jaqueta.

LAMPORT et al.

(1991) Estudo do comportamento e resisténcia de conexdes grauteadas.

Estado da arte das novas equagdes para conexdes grauteadas da

SELE E KJE@Y (1989) DNV.

ANDERSEN E Estudo do comportamento das conexdes grauteadas para a
PETERSEN (2004) fazenda Horns Rev 1 na Dinamarca.

SCHAUMANN E

WILKE (2007) Projeto de conexdes grauteadas de grandes diametros.

SCHAUMANN et al.

(2008) Influéncia dos conectores de cisalhamento na rigidez a flexdo.

Estudo do estado da arte das conexdes grauteadas submetidas a
KLOSE et al. (2008) grandes momentos fletores. Parte do projeto GROW (Grouted
Structures for Offshore Wind Turbines) na Alemanha.

APOS FALHA INESPERADA DA CONEXAO GRAUTEADA

LOTSBERG et al. Resumo dos trabalhos desenvolvidos pela DNV no ambito da JIP

(2012) . . . ~
até hoje para dimensionamento das conexdes grauteadas.

Resultados e derivagdao das equagdes analiticas de forma mais
LOTSBERG (2013)  detalhada quando comparado com o trabalho anterior de
LOTSBERG et al (2012).

Investigacdo experimental do desgaste do concreto nas conexdes

DALLYN et al. (2015)
grauteadas.

CHEN et al. (2018) = Analise a fadiga da conexdo grauteada

(Joint Industry Project) e discussao das formulas analiticas adotadas
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Tabela 3-2 Estudos numeros da conexao grauteada.

ANDERSEN E Comparagao entre o modelo experimental e numérico para fazenda
PETERSEN (2004) edlica Horns Rev |.
SCHAUMANN et al. Influéncia dos conectores de cisalhamento na vida a fadiga das
(2008) conexdoes.
SCHAUMANN E

Efeito das propriedades dos materiais na resisténcia a flambagem.
LOCHTE-

HOLTGREVEN (2009)

APOS FALHA INESPERADA DA CONEXAO GRAUTEADA

LOTSBERG (2013) Comparagao entre o modelo experimental e numérico.

SCHAUMMAN et al.

(2013) Investigag¢do do deslizamento da pega de transicdo.

Validagdo entre modelo numérico proposto e as equagdes

LEE etal. (2014) analiticas preconizadas pela DNV-0S-J101 (2014).

ALWAN E BOSWELL

(2014) Analise da conexdo grauteada devido a agdo do momento fletor.

WANG et al. (2016)  Analise a fadiga da conexdo grauteada.

3.1.1 Erros associados a extrapolacao das dimensdes da estaca

Com base no levantamento feito por DALLYN et al. (2015), os estudos
desenvolvidos entre 2007 e 2013, no geral, apresentam limitacbes geométricas

conforme a Tabela 3-3.

. . . D D D
Tabela 3-3 Estudos experimentais da conexdo grauteada. Onde (?) , (?) , (?) —
p s g

relacdo ente didmetro e espessura da monopile, peca de transicdo e graute,

respectivamente; L, — comprimento da peca de transicao; f,, — resisténcia cubica do

concreto.

Parametro Limite de validade
(D/ t)p 4,8-100,0
(D/t) 14,3-107,3
(D/t)g 5,2-4,2

Ly 1,3-1,5
D
f cu(MPa) 60,0-170,0
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Assim, a partir de uma rapida observacao da Tabela 3-3 é possivel observar que
as relagdes entre o didmetro e a espessura cresceram muito, refletindo a realidade das
fazendas e6licas mais recentes que fazem uso da monopile com didmetros de 6 metros e
espessura de 0,06 metros, aproximadamente. Portanto, ndo seria interessante utilizar
equacdes desenvolvidas para conexdes empregadas na década de 1980 em estruturas da
indUstria de petrdleo e gas com uma relagéo, por exemplo de (D/t), = 45, e extrapola-
las para uma relagdo de (D/t), = 100. Seria necessario antes compreender bem o
comportamento da estrutura e que efeitos 0 aumento da esbeltez poderia trazer para a

conexao.

3.1.2 Baixa relevancia estatistica devido ao nimero de experimentos realizados.

Anélises experimentais com conexdo grauteada sdo muito caras, 0 que
inviabilizava um grande numero de experimentos abrangendo diversas dimensdes e
condicdes de carregamento. Sendo esse um dos principais motivos para o crescimento
de pesquisas com uso de simulagdes numeéricas e do desenvolvimento da DNVGL-RP-
0419 (2016), norma com recomendacdes para construcdo de modelos em elementos

finitos de conexdes grauteadas.

3.1.3 Compreensdo falha do comportamento mecanico

A compreensdo do comportamento mecanico da conexdo grauteada €
controversa desde a década de 1990, quando resultados produzidos por LAMPORT et
al. (1991) apontaram que a acdo conjunta do momento fletor com acBes axiais
aumentavam em 14% a capacidade da conexdo. Isso ia de encontro aos resultados
trazidos por BILLINGTON (1980), que afirmou que a aplicacdo do momento fletor
produziria uma reducdo de 18% na capacidade axial da conexdo. E possivel que essa
interpretacdo de LAMPORT et al. (1991) tenha se estendido aos achados de
ANDERSEN e PETERSEN (2004) ao analisarem o comportamento da conexdo
grauteada de turbinas edlicas da fazenda Horns Rev e ndo terem avaliado os efeitos da

acdo conjunta do momento fletor e da forca axial na capacidade da conexdo.

Desde os estudos de SCHAUMANN e WILKE (2007), ja se entendia que,
devido a esbeltez da conexdo, ocorreria um deslocamento radial, também chamado de

ovalizacdo, da secdo transversal associado a aplicacdo do momento fletor mesmo em
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condices de fadiga. Esse deslocamento, naturalmente, geraria tensdes de tracdo na

direcédo circunferencial (Figura 3.1).

Opening between grout
and steel

Figura 3.1. Fissura na direcdo circunferencial e formacéo de espaco na direcao
radial devido a aplicacdo do momento fletor (Fonte: LOTSBERG, 2013).

A partir do estudo dessa tensdo circunferencial, parte das suas conclusdes
apontavam que isso seria um processo extremamente localizado, ou seja, ndo seria
possivel avaliar a capacidade da conexdo com base nessa tensdo, uma vez que levaria a
resultados que subestimaria a sua resisténcia, sendo considerado apenas uma dupla de
forcas uniaxiais que agem na parte superior e inferior da conexao (sera visto no tépico
3.3 sobre comportamento mecanico). Também foi apontado que essas fissuras tém
pouca influéncia no comportamento a flexdo, desde que o graute permanega na mesma
posicdo para transferéncia dos esforcos laterais. Mais tarde, SCHAUMANN et al.
(2008) viria a investigar a influéncia do uso de conectores de cisalnamento por meio dos
mesmos experimentos realizados por SCHAUMANN e WILKE (2007). Entre as
descobertas, SCHAUMANN et al. (2008) identificou que o uso de conectores de

cisalhamento poderia garantir um aumento em torno de 20% da rigidez aflexao.

Entretanto, interacdes entre o carregamento dinamico do momento fletor e as
forcas cisalhantes axiais ndo foram levadas em consideracdo nas abordagens de projeto,
0 que levou a normas da época, como a DNV-0S-J101 (2007), a abordar a capacidade
axial e a resisténcia ao momento fletor da junta grauteada separadamente. Esse tipo de
abordagem levou a falha precoce de algumas conexfes. Devido a essa falha, como

mencionado anteriormente, surgiu um JIP liderado pela DNV. A partir desse JIP, duas
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configuracbes foram propostas e continuam sendo utilizadas atualmente, conforme

indicado na Figura 3.2.

| i | Peca de transigdo
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& ‘ |
i
|
| | i L
i Monoestaca
i
i - T
N
| |
Configuragio tubular com Configuragio conica

conector de cisalhamento

Figura 3.2. Modelos de conexdo grauteada
(Adaptado de: DNVGL-ST-0437, 2016).

Na configuracdo cbnica, 0 aumento da capacidade axial se da por meio do peso
proprio da estrutura, uma vez que que o formato conico permite um maior atrito entre a
interface aco concreto. Ja& na configuracdo tubular com conector de cisalhamento, foi
possivel aumentar a capacidade axial da conexdo e continuar com o uso da configuracéo
tubular, porém com os conectores centralizados para evitar concentracdo de tensdo no

topo e no final da conexdo, como indicado na Figura 3.3.

Conectores
centralizados

Figura 3.4. Conectores centralizados na conexao tubular.

Portanto, uma vez exposto todo o desenvolvimento por tras do atual estado da

arte (configuracdo conica e tubular com conector de cisalhamento), os topicos de 3.2 a
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3.4 trazem uma ideia geral dos pardmetros geométricos da conexdo e as equagdes

analiticas derivadas em funcédo da atual compreensao.

3.2 Parametros geométricos

Uma vez expostas as principais configuracées (conica e tubular com conector de
cisalnamento) da conexdo grauteada usadas atualmente s&o mostrados os principais
parametros estruturais. Na Figura 3.5 e na Figura 3.6, encontram-se 0s principais
pardmetros geomeétricos da conexdo grauteada com formato tubular e com formato

conico, respectivamente.

¢ Conector |

Pecade |
Transiho |

1 Graute |

B Estaca |

R

Figura 3.5. Detalhes da conexdo tubular com conector de cisalhamento (Fonte:
Adaptado de DNVGL-ST-0126 (2016)). Onde L, = L — 2t, € o comprimento efetivo

da secdo de graute; L € o comprimento total da se¢do de graute; ¢, € a espessura do
graute; trp ou tg € a espessura da peca de transicdo; t,, € a espessura da monoestacas
,Rrp- raio da peca de transicdo; R,- raio da monopile; s é a distancia vertical entre o

centro de dois conectores consecutivos ;w, h é a largura e altura do conector,

respectivamente.
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Figura 3.6. Detalhes da conexdo cénica (Fonte: Adaptado de DNVGL-ST-0437 (2016)
e LOTSBERG et al. (2012)). Onde u é o coeficiente de atrito caracteristico; a € 0

angulo do cone; F,; € 0 peso proprio da estrutura.

Além disso, com base na DNVGL-ST-126 (2016), a Tabela 3-4 apresenta as
principais limitagdes geométricas, que devem ser tomadas como recomendacdes para o
projeto dessas conexdes. E interessante frisar que, caso as dimensdes escolhidas fujam
desses limites, testes numeéricos ou experimentais sdo aconselhados, uma vez que a

extrapolacdo ja se provou ndo eficiente para previsdo do comportamento da conexao.
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Tabela 3-4 LimitagOes geométricas para validade das equacdes. Variaveis de

acordo com a Figura 3.5 e a Figura 3.6.

Parametro Unidade Maéaximo Minimo
t, mm [-] >50
h mm [-] >5

s o = 04Rpt,, se JRyt, < 04/Rpptrp

0,4/ Ryptrp, caso contrario

a (graus) <4 >1
(R/O)rp [-] <70 >9
(R/t), [-] <30 >10

w/h [-] <3,0 >1,5
h/s [-] <0,1 [-]
h/D, [-] <60 >10
L,/D, [-] <25 >1,5

3.3 Interpretacdo atual do comportamento mecanico

De acordo com a mais nova interpretacdo do comportamento mecanico da
conexdo grauteada para fundacGes monopile, os momentos fletores e esforcos cortantes
advindo da acdo do vento e onda sdo transferidos da peca de transicdo para a monopile
por meio de uma pressdo de contato no concreto. Ja os esforcos axiais e torcionais sao
absorvidos pela resisténcia ao cisalhamento na interface aco-concreto. O momento
fletor é a principal acdo, sendo responsavel pelas maiores tensdes e danos desenvolvidos

no graute.

De acordo com LOTSBERG (2013), o momento fletor transferido da torre para
a monopile é resistido pela conexdo a partir de 4 componentes. Esses componentes sao o
momento resistente devido ao atrito vertical (equacdo (3.1)), momento resistente devido
ao atrito horizontal (equagdo (3.2)), momento resistente devido & pressdo de contato

(equacdo (3.3)) e 0 momento resistente devido ao conector de cisalhamento (equagéo
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(3.4)). Entretanto, quando a conexdo nao faz uso de conectores de cisalhamento, apenas

as 3 primeiras equagdes compdem a resisténcia da conexdo ao momento fletor. As

variaveis correspondem aos parametros geométricos de acordo com a Figura 3.5 e a

Figura 3.6.

/2

Ly (3.1)

1 .
My, =2 f de(anomu?E(Rpsm(p)Z
0

/2
L_g 1

L,?2
. g
uh = 4[ SlTl(,Dde(PPnom(QD)H 2 5(75) 2

o

/s

M onector = 4‘.]- kVde<pRpSin§0(5VSin(p)
0

(3.2)

(3.3)

(3.4)

Assim, a partir dessas formulacdes é possivel obter a variavel pressdo de contato

nominal, P, (Figura 3.7), que age entre a peca de transicdo e o graute.

Deslocamento

radial Pressdo de

contato

Figura 3.7. Pressdo de contato no graute devido a agdo do momento fletor.
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A pressdo de contato é calculada por meio da equacdo (3.5), para 0 caso da
conexdo grauteada com configuragéo conica e por meio da equacéo (3.6), para o caso da

configuracédo tubular com uso de conectores de cisalhamento.

A 3nM;o: 5
nom (Rpo] (mr+3u) + 37T/JR,%L9) .
P = 3nMor
o 2 2 2 5 R3  REp (3.6)
EL,(R,L3(m + 3p) + 3muR2L,) + 1812k, s R3 (E +35)

onde E € o modulo de Young; M, € 0 momento fletor atuante na conex@o obtido a
partir da resposta global da estrutura; e k.rr € a rigidez efetiva dos conectores de

cisalhamento, conforme equagéo (3.7).

. 2trpsiepnEY
eff = R (3.7)
44/3(1 _ VZ)th {(t_;’)3/2 + (%)3/2} trp + nsgfng

onde s.rr = s —w € a distancia vertical efetiva entre os conectores de cisalhamento; v

¢ o coeficiente de Poisson; n é o nimero efetivo de conectores de cisalhamento; ¥ é o

coeficiente de projeto (0,5 para calculo da pressdo de contato nominal maxima).

Entretanto, como a regido superior e inferior da conexdo grauteada até onde se
extende o graute possui uma descontinuidade geométrica, é necessario o uso de um fator

de concentragdo de tensao. Esse fator € explicado no topico 3.4.

3.4 Fator de concentracgdo de tensao

Concentracbes de tensGes podem surgir devido a uma descontinuidade
geométrica, como entalhe, orificio ou, como no caso da monopile, devido uma mudanca
na secao transversal. Essa mudanca ocorre obrigatoriamente em dois pontos da conexao
grauteada: na regido final, onde se¢do da conexdo reduz para a secdo da monopile; e na

regido inicial, onde a secdo da conexdo reduz para a se¢do da peca de transicao.
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Nessas regides, a tensdo nominal calculada pelas equacdes (3.5) e (3.6) precisa
ser multiplicada por um fator de concentragcdo que leve em consideracdo esses efeitos,
obtendo-se assim a tensdo geométrica. A DNVGL-ST-0126 (2016) traz uma solucédo
analitica para o calculo desse fator de seguranca conforme a equacao (3.8).

3/2
FCT = 1 + 0,025 ( ) (3.8)

t
Todavia, é importante verificar o cumprimento dos limites geométricos para 0s
quais a equacdo (3.8) foi validada. Sendo assim, esse fator é apenas valido para
2250mm < R £ 3250mm e 50mm <t < 100mm. Essa limitagdo pode ser melhor
vista na Figura 3.8, onde as linhas tracejadas representam os limites de espessura e as

curvas representam os limites do raio da secéo.

Fator de Concentragio de Tensio (FCT)

0 0.04 0.08 0.12 0.16 02
Espessura (m)}

—— Limite superior

—— Limite inferior

ooo FCT no topo da monoestaca

eee FCT na base da peca de transigio

Figura 3.8. Fator de concentracdo de tensdo no topo da monoesta e na base da

peca de transicdo.

Ainda na Figura 3.8, os fatores de concentracdo no topo da monopile e na base

da peca de transicdo foram calculados em fungéo do raio e da espessura da pega de
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transicdo (R/t), e do raio e da espessura da monopile (R/t),, respectivamente. Por

fim, a tensdo local no graute pode ser calculada conforme a equagéo  (3.9).

Piocar = Prom X FCT (39)

Essas formulacGes ja foram extensamente verificadas por estudos como os de
ALWAN E BOSWELL (2014), LEE et al. (2014) e WANG et al. (2016), onde foi
concluido que essas equacBGes estavam de acordo com as simulagdes numéricas

conduzidas por eles.
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4 ESTUDO DE CASO

Este Capitulo adotou, como fundamentos, os trabalhos de TRGEN (2014),
VELARDE e BACHYNSKI (2017), SMILDEN et al. (2017), CHEN e DUFFOUR
(2018), REZAEI et al. (2018) e MARINTEK (2012) desenvolvidos para o estudo de
fadiga estrutural em fundacGes monopile. Portanto, alguns pardmetros e metodologias

desenvolvidas nessas pesquisas sdo aproveitadas ao longo do presente estudo de caso.

Ademais, a fim de se investigar o comportamento a fadiga da conexao grauteada
e da monopile em condicBes de solos diferentes, foram escolhidos 3 solos argilosos,
com perfil de resisténcia ndo drenada uniforme variando entre 10 e 50kPa, e 3 solos
arenosos, com angulo de atrito constantes variando entre 25 e 35 graus. As propriedades
desses solos estdo descritas no topico 4.3, onde é discutida a abordagem adotada para a

interacdo solo-estrutura.

4.1 Modelo SIMA-RIFLEX

O modelo da turbina eolica foi idealizado no SIMA-RIFLEX (Figura 4.1),
ferramenta de simulacdo numérica originalmente desenvolvida pela MARINTEK para
analise de risers flexiveis e outras estruturas esbeltas. Sua aplicacdo em analises de
turbinas eolicas offshore é possivel por possuir um mdédulo de simulacdo aero-hidro-
servo-estrutural, onde sdo considerados, de forma acoplada: os esforcos aerodinamicos
devido principalmente ao vento atuante nas pas da turbina; os esforcos hidrodinamicos,
devidos a acdo das ondas na monopile acima do leito marinho; e os esforcos devidos ao
sistema de controle do angulo de pitch das pés e as reacdes estruturais. Além disso, o
programa aplica a teoria do elemento de pad (BEM) para calculo das forcas

aerodinamicas e inclui molas nao lineares para analise da interacdo solo-estrutura.
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Figura 4.1. Modelo da turbina no programa SIMA-RIFLEX.

A estrutura de suporte adotada foi baseada na turbina de 5 MW da NREL
desenvolvida por JONKMAN et al. (2009) e JONKMAN e MUSIAL (2010) em
conjunto com o modelo exposto no trabalho de DAMGAARD et al. (2014) para

inclusdo da conexdo grauteada (Figura 4.2).

Durante a compatibilizacdo entre os modelos, foram preservadas parte das
propriedades da turbina eolica desenvolvida por JONKMAN e MUSIAL (2010). A
Tabela 4-1 e a Tabela 4-2 mostram as propriedades da turbina e da conexdo grauteada
(configuracdo tubular com conector de cisalhamento e co6nica) utilizadas. Ja as

propriedades dos materiais utilizados nas analises encontram-se na Tabela 4-3.
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Figura 4.2. Propriedades geométricas da estrutura com a conexao grauteada.
OD- diametro externo; t — espessura (Adaptado de: DAMGAARD et al., 2014)
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Tabela 4-1 Propriedades da turbina de

Capacidade
Orientagao do rotor
Sistema de controle
Diametros do rotor e do hub
Altura do hub
Velocidades de partida, nominal e de corte do vento
Velocidades de partida e nominal do rotor
Massa do rotor
Massa da nacele
Massa da torre
Massa da pega de transi¢ao
Massa da monopile
Massa total

5MW da NREL adaptada.

5MW

Vento frontal, 3 pas
Velocidade variavel, pitch coletivo
126m, 3m

90m
3m/s;11,4m/s;25m/s
6,9rpm; 12,1rpm
110 toneladas

240 toneladas

231,6 toneladas
231,2 toneladas
547,2 toneladas
1.363,7 toneladas

Tabela 4-2 Propriedades da conexdo grauteada.

Geometria

Numero de conectores (total) [-] [-]

Angulo do cone () graus
Comprimento efetivo da segao de (Ly) metro
graute
Raio externo da monopile (Rp) metro
Raio externo da pega de transi¢do (Rep) metro
Espessura da pecga de transi¢ao (ts) metro
Espessura da monopile (tp) metro
Espessura nominal do graute (tg) metro

Simbolo Unidade

Tipo de conexao
Conica Tubular com conector

Tabela 4-3 Propriedades dos materiais.

Propriedade Aco
Mddulo de Young 210,0
Coeficiente de Poisson 0,3
Coeficiente de atrito aco-graute
Densidade 8.500
Resisténcia a compressao [-]
Tensdo de escoamento 235

[-] 27
1 (-]
9,1 9,1
3 3
3,11 3,11
0,06 0,06
0,06 0,06
0,05 0,05
Graute Unidade
53,0 GPa
0,19 [-]
0,4 11
2.512 Kg/m?3
80 MPa
[-] MPa
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No que concerne a fundagdo, as pés e a torre, estas foram modeladas no SIMA-
RIFLEX como elementos de viga. Os coeficientes aerodindmicos e estruturais usados
sdo 0s mesmos adotados por JONKMAN et al. (2009). A torre conica foi modelada
como 10 tubos, com didmetros constantes, reduzindo da base até o topo. Ja a monopile,
de forma similar, também foi modelada como um tubo com didmetro constante ao longo
de seu comprimento. Abaixo do leito marinho, o solo é modelado por curvas nao-
lineares p-y derivadas conforme o topico 4.2, espacadas a cada 1 metro, que suportam
lateralmente o trecho cravado da estaca, que se estende por 36 metros.

Para mais, os coeficientes de arrasto (C,) e de inércia (C,,) utilizados nas forcas
hidro-aerodindmicas na torre e na monopile encontram-se na Tabela 4-4 e foram
adotados de acordo com o estudo de VELARDE e BACHYNSKI (2017). Os
coeficientes de arrasto (Cq) e de suspensdo (C,), referentes a forca de thrust (equacgéo
(2.11)) foram obtidos a partir do trabalho de JONKMAN et al. (2009) e omitidos devido

ao grande volume de informacéo.

Tabela 4-4 Coeficientes admensionais.

Parte da C;, Cpn
estrutura

Torre 0,6 [-]
Monopile 0,9 2,0

As simulagdes sdo realizadas no dominio do tempo por meio do algoritmo de
integracdo direta de Newmark (regra trapezoidal, 8 = 1/4 e y = 1/2) que consiste em
um método implicito considerado incondicionalmente estavel, ou seja, apresenta uma
integracdo estavel para qualquer valor de intervalo de tempo At. O intervalo de
integracdo inicialmente utilizado foi de At =0,01s (AMIRINIA E JUNG, 2017),
entretanto, ao longo das simulacdes realizadas, esse intervalo foi reduzido para At =

0,005s com o objetivo de se obterem resultados mais precisos.

O tempo total de simulacédo para cada estado de mar foi de 3.800 segundos, com
um cut-off dos primeiros 200 segundos para evitar erros no pds-processamento devido a
resposta transiente que surge no inicio do funcionamento da turbina (Figura 4.3).

Portanto, o tempo de analise estd de acordo com a DNVGL-ST-0437 (2016), que
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recomenda um tempo minimo de 1 hora de simulagdo para cada estado de mar para que

0s resultados sejam mais confiaveis.

1ES8q

o =

™ ™

- -~
1 1

(N.m)

Momento fletor

-------- » Resposta transitoria

-8E7 T ] T 1 I 1 T T 1 ] T 1 T T T T T J 1
0.25 200 400 €00 800 1000 1200 1400 1600 1800 2000 2200 2400 2€00 2800 3000 3200 3400 3800.01
Tempo (s)
Figura 4.3. Exemplo de sinal do momento fletor .

Quanto ao amortecimento, este € contabilizado por meio do método de
amortecimento proporcional de Rayleigh. Esse modelo assume que o amortecimento é

proporcional a matriz de massa e de rigidez da equacéo de equilibrio dinamico.

(: = Cllﬂ4i + szl(i (451)

onde M, é a matriz de massa K; & a matriz de rigidez; a,é o parametro proporcional a

massa; a, € 0 parametro proporcional a rigidez.

Como discutido no topico 2.4 sobre amortecimento, foi constatado ao longo das
simulacBes que realmente a auséncia do amortecimento aerodindmico implica em
consideravel diferenca na vida a fadiga da estrutura, o que motivou a adicdo do topico
5.1, onde é realizada breve investigacao da influéncia do fator de amortecimento na vida
a fadiga. Porém, a abordagem dada ao amortecimento proporcional de Rayleigh em
literatura ndo é conclusiva, devido a sua complexidade. Portanto, para uma analise mais
conservativa, foi utilizado apenas o fator proporcional a rigidez para a estrutura em

condicdo operacional e estacionada, com um fator de amortecimento igual & 2% do
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amortecimento critico, como utilizado no trabalho de VELARDE e BACHYNSKI
(2017).

Ademais, 0s campos de vento foram gerados a partir do TurbSim e importados
para simulacdo do modelo no programa SIMA-RIFLEX, conforme propriedades
descritas no topico 4.3.

4.2 Interagéo solo-estrutura

Em conformidade com DE BEER (1977), existem dois tipos de casos em que
estacas podem se encontrar carregadas transversalmente: estacas ativas, que transmitem
ao solo esforgcos horizontais ao serem carregadas; e estacas passivas, que sofrem

esforgos horizontais devido a movimentagéo do solo.

As monoestacas utilizadas em turbinas edlicas offshore se enquadram no caso
das estacas ativas que transmitem esfor¢os horizontais ao solo devido a acdes aero-
hidrodinamicas as quais estdo sujeitas ao longo de sua vida util. Dentre os diversos
modelos existentes para representacdo da resposta do solo em fungdo desses esfor¢os
horizontais, 0 modelo ndo linear de Winkler associado as curvas p-y foi 0 mais adotado

na industria de petrdleo e gés.

Através de normas reguladoras, como a Det Norske Veritas (DNV) e American
Petroleum Institute (API), o uso dessa metodologia foi recomendado para solos
argilosos, tomando como base os trabalhos de MATLOCK (1970), REESE e WELCH
(1975) e DUNNAVANT e O’NEILL (1989) e, para solos arenosos, em funcdo das
pesquisas desenvolvidas por MURCHISON e O’NEIL (1984) (baseadas em teste
apresentados por COX et al. (1974)).

Entretanto, esses modelos foram idealizados para estacas com dimens@es de até
2 metros de didmetro e para nimero de ciclos muito abaixo dos 10% ciclos de
carregamento que as turbinas eolicas offshore podem vir a experimentar. Somado a isso,
como apresentado por HAIDERALI e MADABHUSHI (2013), o mecanismo de
deformacdo sofrido por estacas de grande didmetro se diferencia bastante das de
pequeno didmetro. Enquanto estacas pequenas se comportam como estacas flexiveis, as
de grande didmetro se comportam como corpos rigidos, rotacionando sobre um ponto

fixo com deslocamento lateral igual a zero.
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Figura 4.4. Comportamento rigido da estaca
(Fonte: DAMGAARD et al., 2014).

Além disso, outros estudos mostram que 0 uso dessas curvas pode ndo ser

recomendado:

e DAMGAARD et al. (2014) ao comparar a frequéncia natural obtida em campo,
a partir de turbinas edlicas localizadas na fazenda edlica Thanet e Bligh Bank,
com as obtidas a partir de simulacdo com curvas p-y, concluiu que essa

metodologia pode vir a reduzir a frequéncia natural da estrutura com desvios

entre 2-13%.

Estudos desenvolvidos por HONGWANG et al. (2017), CUELLAR et al. (2012)
e LEBLANC (2009) apontam uma deflexdo lateral da monopile muito maior do

[ ]

gue a prevista em normas como API.

Dependendo das consideracdes feitas quanto ao enrijecimento ou amolecimento
do solo devido a acdo ciclica da monopile no solo, SCHAFHIR et al. (2016)

[ ]
aponta uma variacao entre -9% e +4% na vida a fadiga da estrutura.

Portanto, para uma analise mais sofisticada, 0 mais indicado seria 0 uso de um
modelo em elementos finitos para melhor representar o0 comportamento solo-estrutura.
Entretanto, por simplicidade e por se tratar de um estudo inicial do comportamento a

fadiga da estrutura, 0 modelo de Winkler associado as curvas p-y preconizadas pela
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ANSI/API-RP-2GEO (2011) e DNVGL-ST-0126 (2016) foi utilizado. Trabalhos como
o0 de BISOI e HADAR (2014), SCHAFHIR et al. (2016) e SMILDEN (2017) também
fizeram uso dessa mesma metodologia para abordagem das suas pesquisas.

Conforme modelo de Winkler, a monopile foi discretizada em elementos de viga
associados a molas desacopladas, equidistantes entre si, que geram a resposta lateral
contra a estaca. A resisténcia da mola, nesse caso, representa a resisténcia do solo. A
forca p por unidade de comprimento, exercida por essas molas, depende das

propriedades do solo e da magnitude do deslocamento y da estrutura (Figura 4.5).

1.2x10
1.08x10%
9.6x107] ST e

8.4x10™] ‘ R

5| ¢
4.8x107T *

5
3.6x10°7*

Reagcdo do solo (N/m)

2.4x1071

........................
_____
.r®

1.2<107f,+""

0 015 03 045 06 075 09 105 12 135 15
Deslocamento da estaca D=6m (m)

----- 6 metros abaixo do leito marinho
12 metros abaixo do leito marinho
===+ 18 metros abaixo do leito marinho

Figura 4.5. Exemplo de curva relacionando a reacao do solo (p) como

deslocamento d estaca (y).

A implementacdo dessas curvas possibilita a solucdo da equacdo diferencial, que
representa a deflexdo lateral de estacas submetidas a momento tombante, a
carregamento lateral e a carregamento axial (HAIDERALI e MADABHUSHI, 2013).

A seguir, sdo descritas as curvas p-y para solos coesivos e ndo coesivos de
acordo com a American Petroleum Institute (API), Det Norske Veritas (DNV) e

International Organization for Standardization (ISO):
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4.2.1 Solo coesivo (argila)

As curvas p-y para solos argilosos com resisténcia ndo drenada S, < 100kPa

para Z > Zp sdo descritas como (ANSI/API-RP-2GEO (2011) e DNVGL-ST-0126
(2016)):

» = 1050 (y/y)"”? paray <3y, (4.2)
0,72py paray > 3y,

Entretanto, quando Z < Zg, a curva p-y é descrita como:

0,50, (v/y:)'/3 paray < 3y,
p=1072p,{1—(1—Z/Zg)(y — 3y.)/12y.} para3y. <y <15y, (4.3)
0,72p,(Z/Zg) paray > 15y,

onde y- deslocamento lateral da estaca; p é a resisténcia lateral do solo; p, € a
resisténcia ultima do solo por unidade de comprimento da estaca, definido como:

Pu

_{3su+y’Z+]suz/D paraZ < Zy (4.4)
~ 9s, paraZ > Zg '

Zp refere-se a profundidade abaixo da superficie do solo até onde se estende a

resisténcia ultima reduzida do solo:

6s,D

v 4.5
Y'D+]sy (45)

ZR

onde y, € a deflexdo correspondente a metade da resisténcia Gltima lateral do solo,

calculado como:

Ve = Z,SSSOD (46)

onde s, € a resisténcia ndo drenada em kPa; J € a constante adimensional com valores
variando entre 0,25-0,5 determinado por teste de campo. Argilas do Golfo do México

apresentam valor igual a 0,5; ¥’ € o peso especifico submerso em kN/m?; Dé o diametro

95



da estaca; €5, € a deformacdo correspondente a metade da tensdo maxima obtida em
teste de compressao ndo drenada de uma amostra ndo amolgada. Esse parametro pode

ser representado por meio de relacdo com s, (Tabela 4-5) e varia entre 0,02 e 0,007
(RUIGROK, 2010).

Tabela 4-5 Relaco entre a resisténcia ndo drenada e 0 &5, (RUIGROK, 2010).

sy (kPa) €50

<12 0,02
12-24 0,02
24-48 0,01
4896 0,007

Ademais, existem 3 tipos de perfis possiveis para a variacdo da resisténcia nao
drenada ao longo do solo, como mostra a Figura 4.6 (BISOI e HALDAR, 2014). Vale

ressaltar, que essas s@o apenas aproximacoes e, na préatica, os perfis sdo irregulares.

Leito Marinho b Leito Marinho Leito Marinho

T Te%zj 5% ; N TR
Z=D Z=D N

Su

7z S Su

Figura 4.6. Diferentes perfis de resisténcia ndo drenada: a) uniforme, b) linear,
c) parabolico (Adaptado de: BISOIl e HALDAR, 2014).

O primeiro modelo considera uma variacdo uniforme do solo. Enquanto o
segundo e o terceiro consideram uma variacdo proporcional a profundidade do solo,
com uma variacdo linear e parabdlica, respectivamente. De acordo com o trabalho
desenvolvido por BISOI e HALDAR (2014), maiores momentos fletores sdo obtidos a
partir de um perfil linear, sendo esse 0 motivo da adocgdo desse perfil para suas analises.
Portanto, o perfil linear também foi adotado para analise a fadiga da turbina edlica no

presente trabalho.
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As Figura 4.7, Figura 4.8 e Figura 4.9 exemplificam as curvas p-y utilizadas nos

modelos estudados para as profundidades de 6, 12 e 18 metros abaixo do leito marinho

para solos coesivos com resisténcia ndo drenada iguais a 10kPa, 20kPa e 50kPa,

respectivamente.

Reagfio do solo (N/m)

Reagiio do solo (Nfm)

Ax 107
3.6x10%
32107
28107
2.4=109

2x107
1.6x107
1.2x107

8104

10%

015 03 045 06 075 09 105 12 135 135

Deslocamento da estaca D=6m (m)

-+ 6 metros abaixo do leito marinho

12 metros abaixo do leito marinho

- -~ 18 metros abaixo do leito marinho

Figura 4.7. Curvas p-y para s, = 10kPa.

8 107
7.2% 107
6.4 107
5.6 10
4.8=1077

A4 107
325107

2 451077

1.6 10

85104

Deslocamento da estaca D=6m (m)

-+- 6 metros abaixo do leito marinho

12 metros abaixo do leito marinho

- -=-- 18 metros abaixo do leito marinho

Figura 4.8. Curvas p-y para s,, = 20kPa.

97



1.6x105
1.44x10%
128109 .
1.12x108 ,,’, .....
9 6x107] 3
8107
6.4x1070 o
4.8x10%

Reagiio do solo (N/m)

3.2 107

1.6%107

0 015 03 045 06 075 0% 105 12 135 15

Deslocamento da estaca D=6m (1m)

“““ 6 metros abaixo do leito marinho
12 metros abaixo do leito marinho
=== 18 metros abaixo do leito marinho

Figura 4.9. Curvas p-y para s,, = 50kPa.

4.2.2 Solo néo coesivo (areia)

A relacdo entre a resisténcia e a deflexdo (p-y) em solos arenosos pode ser
determinada pelo modulo inicial de reacdo do solo, E;, a resisténcia ultima, p,, € a
profundidade abaixo da superficie do solo, z. A curva é definida como (ISO-19902
(2007), ANSI/API-RP-2GEO (2011) e DNVGL-ST-0126 (2016)):

Es
p= Aputanh(Ey) (4.7)

Es = kz (4.8)

onde y ¢é o deslocamento lateral da estaca; p é a resisténcia lateral do solo; A € o fator
que leva em consideragdo carregamento ciclico ou estatico; p,, € a resisténcia ultima do

solo por unidade de comprimento da estaca, definido como:

{(Cl (0')z + C,(@')D)y'z para profundidades razas
Pu = C;(@")Dy'z para profundidades profundas (4.9)

@' e o angulo de atritio interno; y’ é o peso especifico submerso; D é o didmetro da
estaca; C,, C,, C5 sdo fatores dependentes do angulo de atrito; ké a razdo de crescimento
do mddulo inicial de reacdo do solo. Esse fator pode ser relacionado com o angulo de
atrito de acordo com a Tabela 4-6 com base na 1SO 19902 (2007):
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Tabela 4-6 Relacgdo entre o angulo de atrito e o k (Fonte: 1ISO 19902 (2007)).

, k
@ MN/m3
25 54
30 11
35 22
40 45

A Figura 4.10, Figura 4.11 e a Figura 4.12 exemplificam as curvas p-y utilizadas

nos modelos estudados para as profundidades de 6, 12 e 18 metros abaixo do leito

marinho para solos ndo coesivos com angulos de atrito iguais a 25, 30 e 35 graus,

respectivamente.

Reagio do solo (Nfm)

Reagio do solo (N/m)

1x107
9x10%
8x10%
710%
6103
L I B B B e e e R
4x104 .

3x10%

2104

T L e e R R LT S

0 0015 003 0045 006 0075 009 0105 012 0135 013
Deslocamento da estaca D=6m (m)

= 6 metros abaixo do leito marinho
—— 12 metros abaixo do leito marinho
== - 18 metros abaixo do leito marinho

Figura 4.10. Curvas p-y para @' = 25 graus.

1x107
9x10
8x10
%104 P R
610
5x10%

4x10%

3x10%
2x10%

11087

Deslocamento da estaca D=6m (m)

= 6 metros abaixo do leito marinho
— 12 metros abaixo do leito marinho
-=--- 18 metros abaixo do leito marinho
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Figura 4.11. Curvas p-y para @' = 30 graus.

L IR B By R e e e e e
9x10 :
810
109
6x10%
5104

4<10%

Reagfio do solo (Nfm)

,
d
10%
2108
L A R e T T R N I I IR

’ L]
pe10 7,

0 0013 003 0043 006 0073 00% 0103 012 01357 013
Deslocamento da estaca D=6m (m)

= » 6 metros abaixo do leito marinho
— 12 metros abaixo do leito marinho
- == 18 metros abaixo do leito marinho

Figura 4.12. Curvas p-y para @' = 35 graus.

4.3 Estado limite de fadiga (ELF)

No projeto de turbinas edlicas offshore, a analise a fadiga deve ser conduzida
para um grande conjunto de casos junto de um diagrama de dispersdo onde s&o
identificadas as condi¢cGes ambientais mais frequentes (DNVGL-ST-0437, 2016).
Entretanto, por simplicidade, foram escolhidos dois casos de fadiga (Design Load Case

- DLC) levando em consideragédo duas situacfes de operacao:

e Operacional (DLC 1,2 da DNVGL-ST-0437 (2016) e IEC61400-3 (2014))
e Estacionada (DLC 6,4 da DNVGL-ST-0437 (2016) e IEC61400-3 (2014))

Na condi¢cdo operacional, a turbina estd produzindo energia. Assim, 0s ventos
que incidem na torre encontram-se na faixa operacional que se estende de 3m/s <
Viup < 25m/s, conforme especificacdo da turbina de 5 MW da NREL (Tabela 4-1).
Entretanto, quando estacionada, 0s ventos encontram-se a uma velocidade abaixo de
Viwp < 3m/s e acima de Vy,,;, > 25m/s. Para ambos os casos, a turbuléncia do vento
foi considerada igual a categoria IEC 11B (0,14), de acordo com IEC61400-3 (2014). A
categoria da turbina foi escolhida fazendo referéncia a turbina edlica da REpower
(2005), cujo trabalho de JONKMAN et al. (2009) tomou como referéncia. Além disso,
assumiu-se que a velocidade do vento na altura do hub varia com uma dicretizagéo

méaxima de 2 m/s. O resumo das propriedades utilizadas para geracdo do campo de
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vento turbulento no programa TurbSim (31x31 pontos, 155m x 132m) encontra-se na
Tabela 4-7.

Tabela 4-7 Resumo das propriedades do vento.

Modelo Turbulento Normal (MTN) - IEC Categoria IIB

Vhub 2m/s — 0,7xVer (Variando em 2m/s)

Turbuléncia (I) 14%

Expoente da lei potencial 014
(a)
Vret 42,5m/s
Densidade do ar (p,,.) 1.225 kg/m?
TurbModel Espectro de Kaimal
Tempo de simulagdo 60min
Numero de seed 1 seeds

Quanto aos parametros de onda, é usual a utilizacdo de uma distribuicdo
condicionada Hg = E(Hg|V},,p) para o DLC 1,2 e de uma distribuicdo conjunta de Hg,
Ty, Vhup Para o DLC 6,4. Ocorre que dados meteoceanograficos sdo dificeis de se
conseguir para que um ajuste de distribuicdo pudesse ser conduzido. Portanto, seguindo
abordagem similar a proposta em ZHANG et al. (2010), onda e vento foram superpostos
independentemente de suas direcdes e intensidades. Dessa forma, ajustou-se uma
distribuicdo tipo Lognormal para o periodo de onda T, equagao (4.12), e uma
distribuicdo tipo Weilbull para Hg, equacgédo (4.10) e Vy,up, €Quacéo (4.11),
considerando a ocorréncia simultanea em mesma direcdo para as trés variaveis com a

mesma probabilidade de ocorréncia.

B
P,(H,) =1—exp <— (%) > (4.10)
B,(Vip) = 1 — exp< (V’"”’) > (4.11)
l
Pry(T,) = CD( ny) = > (4.12)

101



Como P, (Viyp) = Py (Hy) = Pr,(T,), é possivel calcular a altura de onda Hg e
o periodo de pico T, correspondente a Vy,,. Além disso, foi adotado o espectro de

JONSWAP para representacdo do estado de mar irregular.

Essa metodologia foi assim escolhida por possibilitar a investigacéo da estrutura
de suporte em funcdo de diferentes velocidades de vento e sua onda associada. E
importante ressaltar que ndo foi utilizada a corrente marinha, uma vez que 0S €asos
DLC1,2 e DLC6,4 consideram que a aplicacdo de corrente introduz um amortecimento

adicional ao sistema, diminuindo o dano.

4.4 Condig¢des ambientais

A partir das consideracfes feitas no tépico 4.3, foram escolhidas duas locac6es
com condi¢des ambientais similares ao Sudeste (Locacdo 1) e ao Nordeste (Locagéo 2)
brasileiro para avaliacdo do comportamento da estrutura em 6 tipos de solos distintos,
como descrito no tépico 4.2. Um resumo com 0s principais pardmetros de vento e onda

utilizados para as investigagcdes encontra-se na Tabela 4-8 e Tabela 4-9.

Tabela 4-8 Dados para Locacdo 1.

Situagﬁo de Estadode DLC Vhub IT Hs Tp Oz?)tr?;::ia Duragdo
Projeto mar m/s] 1% [m ] 8 [min]
E1 4 B 37 11,4  899E-02 60
E2 6 B 43 11,9  3,24E-02 60
E3 8 B 48 124  1,28E-02 60
E4 10 B 52 12,7  537E-03 60
i ES 12 B 55 131  2,35E-03 60
:Zti:; E6 1,2 14 B 59 134  1,06E-03 60
E7 16 B 61 137  492E-04 60
E8 18 B 64 14  2,34E-04 60
E9 20 B 67 142  1,13E-04 60
E10 22 B 69 147  556E-05 60
E11 24 B 71 149  2,77E-05 60
E12 2 B 29 107  855E-01 60
Estacionado E13 6,4 26 B 7,3 15,2 1,40E-05 60
E14 28 B 75 154  7,16E-06 60
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Tabela 4-9 Dados para Locagéo 2.

Situac,:a?io de  Estadode DLC Vhub IT Hs Tp Of:ztrc:gr?:ia Duragdo
Projeto mar m/s] 1% Im]  [s] 8 [min]
E1 4 B 01 942 266E-01 60
E2 6 B 03 101 277601 60
E3 8 B 05 109 1,87E-01 60
E4 10 B 08 116 860E-02 60
) E5 12 B 12 12,4  2,70E-02 60
:::::i::’a E6 1,2 14 B 18 132  5,60E-03 60
E7 16 B 24 14  7,93E-04 60
E8 18 B 31 149  7,45E-05 60
E9 20 B 39 159 460E-06 60
E10 22 B 48 17  1,84E-07 60
E11 24 B 58 181  472E-09 60
E12 2 B 01 859 1,50E-01 60
Estacionado E13 64 26 B 69 193  7,65E-11 60
E14 22 B 82 207 7,76E-13 60

4.5 Avaliacao das ressonancias

Essa parte do trabalho tem como objetivo fazer uma analise prévia da estrutura
no dominio da frequéncia. E recomendado fazer esse tipo de abordagem, pois permite
uma rapida identificacdo das frequéncias onde ha maior concentracédo de energia devido
a acdo das forcas excitatorias. Assim, pode-se evitar que a frequéncia natural da
estrutura se aproxime delas através do redimensionamento dos principais parametros

estruturais, que no caso da monopile, correspondem ao didmetro e a espessura da estaca.

Como ja discutido, turbinas edlicas offshore sdo estruturas esbeltas e suscetiveis
a excitacdes dinamicas. Portanto, uma avaliacdo da ressonancia da estrutura de suporte

pode ser feita por meio de 2 aspectos, basicamente:

e Se as frequéncias de operacdo da turbina (1P e 3P) junto da acdo de um vento
turbulento ndo coincidem com a frequéncia natural da estrutura;
e Se as acOes ambientais como a onda ndo atuam com uma frequéncia proxima ou

maior do que a menor frequéncia natural da estrutura.
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Desta forma, a partir das frequéncias naturais da estrutura em diferentes tipos de
solo, obtidas pelo programa SIMA-RIFLEX, séo avaliadas nos tépicos 4.5.1 e 4.5.2 as
possibilidades de ressonéncia da estrutura com o vento (frequéncias de operacdo e
espectro de vento) e com a onda (espectro de onda), respectivamente. Esse processo
consiste em uma simples verificagdo da proximidade da frequéncia natural da estrutura
com os espectros de vento (Kaimal) e onda (JONSWAP) gerados em uma planilha de
acordo com as equagdes (2.16) e (2.23).

45.1 Espectro de vento e frequéncias 1P e 3P

No caso da turbina de 5 MW da NREL adotada no presente estudo, o seu
periodo de giro do rotor (1P) e periodo de passagem das pas (3P), variam com um
periodo de 5 a 8,6 segundos (0,12-0,20 Hz) e 1,65 a 2,86 (0,35-0,61Hz) segundos,
respectivamente, como mostra a Figura 4.13 e Figura 4.14. Essas figuras foram geradas

por meio de simulagBes no programa SIMA-RIFLEX.

1000 |
8,00
6,00
4,00
2,00
0,00

Periodo de giro do rotor (s)

1 3 5 7 9 11 13 15 17 19 21 23 25 27 29

Velocidade do vento (m/s) +——p Faixa operacional: 3m/s — 25m/s

Periodo (s) Velocidade nominal: 11,4m/'s

Figura 4.13. Periodo de giro do rotor.
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1 3 5 7 9 11 13 15 17 19 21 23 25 27 29

Velocidade do vento (m/s) ¢—p Faixa operacional: 3m/'s — 25m/s

Periodo (s) Velocidade nominal: 11 4m/s

Figura 4.14. Periodo de giro da pa.

A partir das frequéncias 1P e 3P, junto da frequéncia natural das estruturas em
diferentes solos, é possivel verificar, de acordo com a condi¢do imposta na equacao
(2.5), se as frequéncias naturais se afastam com um minimo de 5% das frequéncias de

operacdo. Esse calculo pode ser verificado nas Tabela 4-10 e Tabela 4-11.

Tabela 4-10 Frequéncia natural do modelo em solo coesivo (argiloso).

Resistencs {,j'z'; fr (H2) (1P) o fr (H2) (3P) .
10 KPa 0,216 0.12-0.2 0,553 -0,922 0.35-0.61 1,6143-2,813
20 KPa 0,221 0.12-0.2 0,542 -0,904 0.33-0.61 1,5829 - 2,7589
50 KPa 0,235 0.12-0.2 0,509 - 0,849 0.35-0.61 1,4862 - 2,5902

Tabela 4-11 Frequéncia natural do modelo em solo ndo coesivo (arenoso).

Areee T fatman) 2t fr (H2) (3P) Lo

25 graus 0,246 0.12-0.2 0,488 - 0,813 0.35-0.61 1,424- 2,481
30 graus 0,252 0.12-0.2 0,476- 0,793 0.33-0.61 1,388- 2,421
35 graus 0,257 0.12-0.2 0,466- 0,778 0.35-0.61 1,361- 2,372

A partir das Tabela 4-10 e Tabela 4-11, é possivel inferir que a estrutura em solo
argiloso (10-20kPa) apresenta frequéncia natural com maior proximidade da frequéncia
de rotacdo 1P. Isso ja era esperado, uma vez que solos argilosos com baixa resisténcia
ndo drenada conferem a estrutura uma menor rigidez e, portanto, uma menor frequéncia
natural. Pode-se ainda argumentar que, para uma estrutura real, esse comportamento
seja indesejavel, uma vez que isso possa ser uma fonte de danos estruturais maiores.

Entretanto, para uma investigacdo do comportamento estrutural, essa proximidade pode
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ser interessante, permitindo uma compara¢do com uma estrutura que possua maior

rigidez, como por exemplo, as estruturas em solo arenoso.

Por outro lado, os ventos incidentes parecem ndo exercer grande influéncia na
amplificacdo da resposta estrutural, uma vez que o pico de energia se concentra em
baixissimas frequéncias como pode ser visto na Figura 4.15, para ventos em condigdo

operacional, e na Figura 4.16 para ventos em que a turbina se encontra estacionada.

Espectro de vento Envoltéria das fj ,,
.| / (0,2168-0,2571 Hz)
E e
3 < 1P » : : < 3p »
- P |

D0 005 01 015 02 025 03 035 04 045 05 055 06 065 0.7

Frequéncia em Hz

Figura 4.15. Espectro de vento, frequéncias 1P e 3P e envoltoria das f; ,

(condicéo operacional).

150 - 5
Espectro de vento Envoltéria das f; ,
. / (0,2168-0,2571 Hz)
£ 1P | . 3P
3 > >
5

e

0 :
0 005 0.1 015 0.2 025 0.3 035 04 045 05 055 06 065 0.7

Frequéncia em Hz

Figura 4.16. Espectro de vento, frequéncias 1P e 3P e envoltoria das f; ,

(estacionado).

106



Ainda nas Figura 4.15 e Figura 4.16, é importante observar o posicionamento da
envoltdria das frequéncias naturais obtidas a partir da locacdo da estrutura em diferentes
solos. Como mencionado anteriormente, a estrutura em solo argiloso possui frequéncia
natural bastante proxima da 1P. Além disso, as estruturas encontram-se na regido soft-
stiff, 0 que é uma pratica comum para projeto de turbinas edlicas offshore por ser a

forma mais econdmica e efetiva de fugir das frequéncias excitatdrias.

4.5.2 Espectro de onda

Quanto ao espectro de onda, as frequéncias naturais foram avaliadas em fungéo
da sua proximidade com o periodo de pico das ondas. Como no trabalho foi analisado o
dano para duas locagdes diferentes, também foi estudada a possibilidade de ressonancia

para os estados de mar associados as condi¢fes operacionias e nao operacionais.

Para a condigdo operacional, a Locagédo 1 (Figura 4.17), apesar de estar a uma
distancia semelhante ao da Locacdo 2 em relacdo a envoltoria das frequéncias naturais,
possui espectro de onda com maior energia (Figura 4.18). Essa maior energia espectral
da Locacdo 1 pode levar a danos maiores na estrutura. Entretanto, isso sdo apenas
investigacOes iniciais, uma melhor constatacdo pode ser obtida apos simulacdo dessas

condicdes ambientais e posterior calculo do dano, ou vida Util da estrutura.

1.8<10°
Espectro de onda

!

P Envoltéria das fj
[ ' / (0,2168'0,2571 HZ]

pectral

900~

Energia es

=
fEm i miEm i m i m -

0 005 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 04 045 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7
Frequéncia em Hz

Figura 4.17. Espectro de onda e envoltoria das f, , (Locagdo 1 — condicbes

operacionais).
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1.8¢10°
Espectro de onda

' Envoltéria das f ,,
bt — (0,2168-0,2571 Hz)

900~

Energia espectral

0 HI
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 035 04 045 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7

Frequéncia em Hz

Figura 4.18. Espectro de onda e envoltoria das f; , (Locagdo 2 — condi¢Oes

operacionais).

Quanto as condigdes ndo operacionais, pode-se esperar uma ressonancia da
estrutura para a Locagdo 1 (Figura 4.20), uma vez que o periodo de pico de um dos
estados de mar encontra-se bastante proximo da envoltoria das frequéncias naturais.
Enguanto que, para a Locagdo 2 (Figura 4.19), os danos podem ser menores, uma vez
que a envoltdria apresenta um certo afastamento quando comparada com a estrutura na
Locacdo 1. Além disso, a Locacdo 2 pode alimentar o sistema com mais energia,

aumentando a amplitude de vibracdo e, consequentemente, o dano.

1.8<10°
Espectro de onda

I Envoltdria das fj ,,
/ es o— (0,2168-0,2571 Hz)

900~

Energia espectral

0 :
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 0.45 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7

Frequéncia em Hz

Figura 4.19. Espectro de onda e envoltoria das f;, , (Locagdo 1 — estacionada).
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0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4 045 0.5 0.55 0.6 0.65 0.7

Frequéncia em Hz

Figura 4.20. Espectro de onda e envoltoria das f; , (Locagdo 2 — estacionada).

Portanto, apesar do modelo em solo argiloso se aproximar mais da frequéncia de
rotacdo da turbina 1P, a onda, na realidade pode ser o principal fator de ressonancia na
estrutura, principalmente, quando a estrutura se encontra em condicdes ndo
operacionais. Outro agravante pode estar associado a auséncia do amortecimento
aerodindmico proporcionado pelo funcionamento das pés. E possivel que a auséncia do
amortecimetno aerodindmico e a proximade da frequéncia natural com o periodo de

pico do espectro de onda tornem a estrutura bastante suscetivel a excitacdo dinamica.
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5 RESULTADO E DISCUSSAO

No desenvolvimento do presente estudo foram realizadas 168 analises,

compreendendo :
e 2 locag0es diferentes com 14 estados de mar cada; e

e 6 condigdes de solo diferentes, sendo 3 em areia, com diferentes angulos de atrito

interno, e 3 em argila, com coesGes distintas.

Os resultados foram agrupados em 3 tépicos. No primeiro tépico, 5.1, é
discutido o efeito do amortecimento na vida Gtil da estrutura para as 2 locacdes
estudadas. No segundo tdpico, 5.2, € avaliado o dano ao graute presente na conexao e
tratadas as diferencas entre os dois tipos de conexdes (cbnica e tubular com conector de
cisalhnamento), a influéncia da tensdo média, nimero de conectores e da resisténcia a
compressdo, além de comparagdes entre as duas locacGes analisadas sobre o dano
imposto ao graute. Por Gltimo, no topico 5.3, regides criticas em funcdo do tipo de solo
sdo identificadas ao longo da monopile e os maiores danos sofridos na estrutura séo

relacionados com as locacGes de acordo com o discutido no tépico 4.5.

5.1 Investigacdo do amortecimento

A partir de analises iniciais, foi identificado que a estrutura em solo argiloso
com resisténcia ndo drenada de 10 kPa é a mais afetada pela maior proximadade das
frequéncias excitatorias com a frequéncia natural da estrutura, ocasionando uma maior
amplitude de vibracdo. Portanto, essa estrutura foi escolhida para realizacdo de
simulagdes com fator de amortecimento total ({;zo) variando de 1% a 13% do
amortecimento critico, com uso dos dois parametros proporcionais a massa e a rigidez.
As analises foram realizadas para as duas loca¢des estudadas com a turbina parada para

evitar a influéncia do amortecimento aerodinamico na resposta estrutural.

A Figura 5.1 mostra o resultado das analises com relacdo a vida Util da estrutura
para as duas locacdes e o fator de amortecimento. E possivel identificar que o fator de

amortecimento, como esperado, tem grande influéncia na vida da estrutura, uma vez que
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esse diminui a amplitude das vibragGes da estrutura, reduzindo consideravelmente os

danos resultantes.
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Figura 5.1. Vida atil da estrutura para as duas locagdes para 7 fatores de

amortecimento.

Vale destacar que o aumento do fator de amortecimento fez diferenca
significativa na vida util das estruturas analisadas. Por exemplo, na Locacéo 1, a partir
de um fator de aproximadamente 8% do critico, essa estrutura saiu de uma situacédo
inaceitavel, com uma vida Gtil de um pouco mais de 3 anos (para um fator de
amortecimento de 2% do critico), para uma vida util de aproximadamente 20 anos,
passando a estar em conformidade com a IEC 61400-1 (2014), como comentado no

topico 2.2.

Um outro ponto estudado foi a influéncia do amortecimento aerodinamico na
resposta estrutural. Foi comparada a resposta da estrutura na Locagdo 1, em operagao,
com a resposta dela estacionada para as mesmas condi¢cGes ambientais. Porém, a fim de
verificar um valor de amortecimento equivalente ao aerodindmico, foi adicionado
sinteticamente um valor de amortecimento igual a 7% do amortecimento critico no
modelo estacionado (esse valor encontra-se dentro do intervalo exposto nos trabalhos de
CHEN e DUFOR (2018) e REZAEL et al. (2018) como sendo equivalente ao

aerodindmico). O resultado dessa comparacdo encontra-se na Figura 5.2, na qual é
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mostrado o dano anual e o dano anual ponderado para cada estado de mar. O dano anual
ponderado refere-se ao dano considerando a frequéncia com que cada estado de mar
ocorre. Observa-se que o fator de amortecimento igual a 7% produz resultado bastante
similar ao da turbina em operacdo para baixas velocidades de vento, entretanto, a
medida que a velocidade do vento aumenta, 0 modelo estacionado apresenta um
amortecimento muito superior ao modelo em opera¢do. Um dos possiveis motivos para
esse comportamento pode estar associado a uma reducdo significativa da forca de thrust
a partir do estado de mar E5 (estado de mar associado a um vento com velocidade acima
da nominal, V;,,, = 11,4 m/s, onde ocorre a mudanca do angulo de pitch e consequente
reducdo da forca de thrust, como mostrado na Figura 2.26). Entretanto, no modelo
estacionado, mesmo com o aumento da velocidade, o fator de amortecimento continuou
0 mesmo para todos os estados de mar, resultando em uma menor amplitude de

vibracéo.
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Figura 5.2. Dano por estado de mar com diferentes fatores de amortecimento

para Locacdo 1, SE. As colunas estdo sobrepostas, isto é, iniciam-se a partir da cota

Zero.
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O mesmo fendmeno ndo € observado na Locagdo 2. Conforme Tabela 5-1, o
dano sofrido pela estrutura da Locacdo 2 em situagdo operacional, além de pequeno é 36
vezes maior do que o dano sofrido pela estrutura em condicdo estacionada, com 0 uso

de um fator de amortecimento igual a 7% do critico.

Tabela 5-1 Dano a fadiga na Locagéo 2, NE.
Situacdo de operacdo = Dano a fadiga
Operacional ({ = 2%) 4,38E-04
Estacionada ({ = 7%) 1,20E-05
Por conseguinte, pode-se sugerir que, em condi¢cbes de mar mais brandas, a
forca de thrust introduz uma maior turbuléncia devido a rotacéo das pas, como discutido
no tépico 2.3.2, que comenta sobre as cargas operacionais. Ja em condigdes de mar mais
severas, como a Locacéo 1, que possui maiores alturas de onda, as condi¢des do mar séo
dominantes no estudo a fadiga, produzindo maiores danos mesmo com o amortecimento
aerodindmico. Comportamento similar € identificado nos estudos de SMILDEN et al.
(2018) e SMILDEN et al. (2017), ao afirmarem que os carregamentos devidos a onda

sdo dominantes em termos de fadiga.

Mais uma vez, ressalta-se aqui, que isso se trata apenas de suposicdes, ja que o
volume de simulacbes feitas foi reduzido e ndo hé, até o presente momento, referéncias
em literatura que tragam certezas quanto a influéncia quantitativa do amortecimento em
TEO.

Por consequéncia, o graute da conexdo e a junta soldada ao longo da monopile
na situacdo estacionada para o estudo de caso proposto no topico 4.4 foram simulados
com um fator de amortecimento igual ao da situacéo operacional, ou seja, com um fator

{ = 2% e apenas considerando o pardmetro proporcional a rigidez.
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5.2 Conexao grauteada

Todas as analises contidas neste topico foram realizadas para as conexdes com
configuracdo geométrica e propriedade dos materiais conforme descrito na Tabela 4-2 e
e na Tabela 4-3, respectivamente.

5.2.1 Influéncia da tensdo média

Para verificacdo da influéncia da tensdo média no dano, adotaram-se valores
médios de tensdo de 1 a 30 MPa, que foram somados a parcela dindmica de um sinal de
tensdo extraido de uma das simulages realizadas. O procedimento foi feito tanto para a
configuracdo cbnica quanto para a tubular com uso de conector de cisalhamento. O

resultado dessa analise pode ser visto na Figura 5.3.
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Figura 5.3. Influéncia da tensdo media.

Ao se observar a Figura 5.3, é possivel verificar que a tensdo média realmente
possui grande influéncia no dano ao graute para ambas as configuracdes da conexao
grauteada, sendo o modelo com formato cbnico (sem conectores) o que apresentou 0s
maiores danos. Outrossim, € possivel ainda concluir que o uso de conectores gera uma
melhor redistribuicdo dos esfor¢os na conexdo e menores danos no graute, ja que a
conexdo tubular com conector apresentou menores danos, mesmo estando submetida as
mesmas condicdes de carregamento. Esse comportamento esta aderente com os estudos
apresentados por SCHAUMANN et al. (2013).

A redistribuicdo dos esforcos pode ser melhor entendida ao se observarem as

formulacGes analiticas discutidas no topico 3.3. Na equacédo (3.6), usada no célculo da
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pressdo de contato aplicada no graute da conexdo com conector, parte do momento total
é distribuida para os conectores, diminuindo a parcela do momento fletor sustentado
pelo graute. Enquanto que, na equacdo (3.5), usada para a conexao conica, 0 momento
total é praticamente absorvido apenas pelo graute. Logo, o nivel de tensdo e,

consequentemente o dano, acabam sendo maiores.

Para mais, esse resultado também reforca a necessidade da utilizacdo de métodos
de contagem de ciclos que levem em consideracdo a tensdo média ao qual o graute é

submetido, como havia sido discutido no topico 2.5.3.

5.2.2 Influéncia da resisténcia a compressao

A influéncia da resisténcia a compressdo do graute foi avaliada a partir do
mesmo sinal de tensdo utilizado para a avaliagdo do efeito da tensdo média. No total
foram avaliadas 8 resisténcias diferentes, variando de 60 a 200 MPa para cada tipo de

conexao.

Os resultados das analises mostraram que a resisténcia do graute desempenha
um papel muito mais importante na resisténcia da conexao cénica do que na tubular
com conector. Isso fica evidente ao se observar a Figura 5.4, onde o graute na
configuracdo conica atingiu a vida util de 20 anos apenas com uma resisténcia a
compressdo a partir de 160 MPa. Enquanto que a configuracdo tubular atingiu uma vida

atil de 36 anos com um graute de 80 MPa.

A melhor resposta a fadiga do graute na conexdo tubular esta de acordo com o
discutido no topico 5.2.1, que fala a respeito da distribuicdo dos esfor¢os devido ao uso
de conectores de cisalhamento. Portanto, como o graute na configuracdo conica €
submetido a tensGes maiores de compressdo, € necessario que a conexdo conica faca uso

de um graute com maior resisténcia para que apresente uma melhor resposta a fadiga.
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Figura 5.4. Influéncia da resisténcia no dano a fadiga do graute.

Outro comentario pertinente, concerne ao fator econdémico envolvido na escolha
entre esses dois tipos de configuracdo. Se, por um lado, o formato cbnico apresenta
certa economia no custo adicional que teria se fizesse uso de conectores, por outro, esse
tipo de conexao precisa fazer uso de um graute de resisténcia muito superior para atingir

capacidade similar a configuragéo tubular com conectores, podendo se tornar mais caro.

A duvida sobre a configuracdo mais eficiente e econdmica levou alguns
projetistas a escolherem a configuracdo tubular sem conectores (quando o uso de
conector nao era obrigatério de acordo com a antiga DNV-ST-J101 (2007) e ndo havia a
opcdo cbnica), como mencionado no topico 1.2, por entenderem que a configuracdo
tubular sem conector era relativamente mais econdmica, devido & auséncia de um

detalhe construtivo extra que o conector representa.

Como o presente estudo ndo se propde a fazer uma estimativa do custo, ndo é
possivel concluir qual configuracdo seria mais econdmica. Apenas avaliar a influéncia

de fatores, como a resisténcia a compressao e a tensdao média, no dano do graute.
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5.2.3 Influéncia do nidmero de conectores

Se por um lado a resisténcia do graute apresenta-se como o principal agente
influenciador na capacidade a fadiga da conexdo conica, por outro, 0 ndmero dos
conectores exerce grande influéncia na capacidade a fadiga da conexdo tubular com
conectores. Essa tendéncia pode ser identificada na Figura 5.5.
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Figura 5.5. Influéncia do nimero e espacamento de conectores no dano do graute.

Pode-se ver, na Figura 5.5, que quanto maior 0 numero de conectores e,
consequentemente, menor for o espacamento entre eles, maior sera o dano. Esse
comportamento tem explicacdo a partir dos estudos de LOTSBERG et al. (2012) e
LOTSBERG (2013), onde a medida que se diminui o espagamento entre 0s conectores
h& uma reducédo na rigidez efetiva vertical entre os conectores, diminuindo a dissipacao
de energia e, consequentemente, aumentando o dano. Essa diminuicdo da rigidez pode
ser vista na Figura 5.6, onde também é mostrado o limite de 14 conectores
(espacamento (s) acima de 0,339m de acordo com o caso estudado), conforme sugerido
pela DNVGL-ST-0126 (2016) para andlises de fadiga (Tabela 3-4).
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Figura 5.6. Influéncia do nimero de conectores na rigidez vertical efetiva.

A partir da analise da influéncia da resisténcia do graute, da tensdo média e do
namero de conectores, sdo expostos, no topico 5.2.4 os resultados obtidos para o graute

da conexdo.

5.2.4 Fadiga no graute da conexao

Uma vez identificados os principais fatores influenciadores da resisténcia a
fadiga do graute nas conexdes conicas e tubulares com conectores de cisalhamento, as
analises foram conduzidas para as 2 locacOes e para as 6 condi¢cdes de solo propostas.
Devido ao grande volume de informacao, os resultados foram tabulados de acordo com
a classificacdo do solo (arenoso ou argiloso), cujo dano por estado de mar é apresentado
para os 2 tipos de conexdes estudadas para as estruturas na Locacdo 1, Sudeste,
considerada mais critica. Essa forma de representacéo foi escolhida com o objetivo de
mostrar como o dano pode variar em funcdo do estado de mar e a frequéncia com a qual
ele ocorre. Por fim, é feita uma comparacdo entre o dano total ponderado sofrido no
graute, para os 2 tipos de solo. Os resultados do dano para a Locacdo 2 séo apresentados

no Anexo A.

5.2.4.1 Solo néo coesivo (arenoso)

Para as estruturas em solo arenoso, os resultados obtidos por estado de mar, em
sua grande maioria, apontam um maior dano anual a medida que se aumenta a

velocidade do vento e a altura de onda, tanto para situacdo operacional quanto para a
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estacionada, para as duas configuracdes de conexdo, como pode ser visto nas Figura 5.7

e Figura 5.8.
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Figura 5.7. Configuracdo tubular com conectores de cisalhamento - Dano anual

e dano anual ponderado por estado de mar da Locacgéo 1, SE, para solos arenosos com

diferentes angulos de atrito interno @' = 25 — 35 graus. As colunas estéo sobrepostas,

isto &, iniciam-se a partir da cota zero.
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Figura 5.8. Configuracéo conica - Dano anual e dano anual ponderado por
estado de mar da Locacdo 1, SE, para solos arenosos com diferentes angulos de atrito
interno @’ = 25 — 35 graus . As colunas estdo sobrepostas, isto €, iniciam-se a partir da

cota zero.

Todavia, € salientada a importancia de se conhecer a frequéncia com qual cada
estado de mar acorre durante a vida atil da estrutura, ja que houve uma inversdo dos
estados de mar que mais contribuiam para o dano estrutural, sendo mais notorio para a
Locacdo 1, onde os estados de mar E1 e E12 possuem uma maior contribuicdo para o
dano total ponderado do graute, para ambas as configuracfes de conexdo (Figura 5.7 e
Figura 5.8). Enquanto a Locacdo 2, NE, por outro lado, possui uma melhor distribuicéo
com os estados de mar E1, E2, E3 e E14 contribuindo predominantemente para o dano

anual ponderado (Figura A 0.1 e Figura A 0.2 em Anexo A).

Ademais, nota-se também que o dano sustentado pela configuracdo conica é
maior do que o dano sofrido pela configuracdo tubular com conectores de cisalhamento,
uma vez que o graute, na configuracdo cénica, € 0 Unico componente estrutural a

absorver o dano, ja que ndo ha a presenca de conectores.
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5.2.4.2 Solo coesivo (argiloso)

Assim como ocorreu com as conexdes das estruturas em solo arenoso, as

conexdes das estruturas em solos argilosos também apresentaram, na maioria dos casos,

maiores danos a medida que a velocidade do vento e a altura de onda aumentaram. No

entanto, para a condicdo em que a turbina se encontrava estacionada os danos foram

altos, principalmente para a conexdo coOnica da estrutura em solo argiloso, com

resisténcia ndo drenada igual s,, = 10kPa (Figura 5.9 e Figura 5.10).
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Figura 5.9. Configuracdo tubular com conectores de cisalhamento - Dano anual

e dano anual ponderado por estado de mar da Locacdo 1, SE, para solos argilosos com

diferentes resisténcias ndo drenadas s, = 10kPa — 50kPa. As colunas estdo

sobrepostas, isto é, iniciam-se a partir da cota zero.
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Figura 5.10. Configuracéo conica - Dano anual e dano anual ponderado por
estado de mar da Locacdo 1, SE, para solos argilosos com diferentes resisténcias ndo
drenadas s, = 10kPa — 50kPa. As colunas estdo sobrepostas (Isto &, iniciam-se a partir

da cota zero).

Esses valores de dano muito altos, em especial, o produzido pelo estado de mar
E12, pode estar associado a proximidade da frequéncia natural da estrutura com o
periodo de pico da onda, como previsto no topico 4.5. Tal como ocorreu com as
estruturas em solos arenosos, 0s estados de mar na condicdo operacional que mais
contribuem para o dano passaram a ser 0 E1, para a Locacdo 1(Figura 5.9 e Figura 5.10)
e 0 E2, E3, e E4 para a Locacdo 2 (Figura A 0.1 e Figura A 0.2 no Anexo A). Ja para a
situacdo em que a turbina se encontra estacionada, o dano provocado pelo estado de mar

E12 permaneceu predominante, mesmo com uma baixa probabilidade de ocorréncia.
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5.2.4.3 Comparagéo entre os solos

As Figura 5.11 e Figura 5.12 apresentam um resumo do dano total ponderado
causado nas conexdes em cada locacdo para solos arenosos e argilosos,
respectivamente. Ainda, na Figura 5.12, os valores correspondentes ao dano no graute
da conexdo tubular e da conica foram descartados e colocados na Tabela 5-2, por

estarem em uma ordem de grandeza diferente.
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Figura 5.11. Dano total ponderado das conexdes das estruturas em solo arenoso
(9" = 25 — 35 graus)
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Figura 5.12. Dano total ponderado das conexdes das estruturas em solo arenoso
(s, = 10kPa — 50kPa).
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Tabela 5-2 Dano total ponderado (s, = 10kPa)

Tipo de conexao = Dano total ponderado (s,, = 10kPa)
Tubular 0,028
Conico 36,83

Como pode ser observado, os maiores danos foram causados pela Locacéo 1,
enquanto os menores danos foram observados na Locagdo 2. Essa diferenca pode estar
associada a ondas de maior altura, pois, apesar do uso de ventos de mesma velocidade,
essas ondas maiores sdo mais frequentes no Sudeste brasileiro, Locagdo 1, do que no
Nordeste, Locacdo 2. Além disso, esse comportamento € mais proeminente para a
estrutura em solo argiloso devido a maior proximade dos periodos naturais de vibragédo

das estruturas das Turbinas Eolicas com os periodos de pico das ondas.

Por fim, é nitido que o dano obtido no graute é pequeno na maioria das
situagBes, na ordem de 10, exceto para o caso do solo argiloso com resisténcia nio
drenada de s, = 10kPa, quando a estrutura da Turbina Edlica entrou em ressonancia.
Essa ordem do dano também foi obtida no trabalho de WANG et al. (2016), que fez uso

da mesma curva S-N usada no presente trabalho e explicada no topico 2.5.3.3.

Nesse contexto, ainda que o graute apresente boa resisténcia a fadiga devido a
acdo do momento fletor, isso ndo exime a possibilidade de degradacédo e formacao de
trincas que venham a prejudicar a capacidade axial da conexao. Essa degradacdo pode
ser melhor analisada por meio de um modelo em elementos finitos. No entanto, fica essa
analise como sugestdo de trabalho futuro, pois ndo faz parte do escopo do presente
trabalho.
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5.3 Junta soldada

Nesta etapa, inicialmente foram identificadas as regifes criticas onde se
encontram os maiores danos para as estrutras em solos argilosos e arenosos. A partir da
identificacdo, foi feita uma comparacdo entre esses danos em funcdo das condicOes
ambientais das duas locagdes estudadas.

5.3.1 Investigagdo da regido critica

Como explicado no Capitulo 4, adotou-se como premissa no presente trabalho,
a incidéncia do vento e das ondas com mesma direcdo e sentido, portanto, como
esperado, os pontos com maiores danos na secdo transversal foram os 3 e 7 como
mostra a Figura 5.13. Por estarem simetricamente posicionados, o dano foi 0 mesmo

para os dois.

Figura 5.13. Pontos criticos na secédo transversal da monopile.

N&o obstante, para diferentes solos, 0 maior dano sofrido ao longo da monopile
apresentou variacdes. Foi identificado que, para solos arenosos, o0 maior dano encontra-
se na regido a 6,5 metros abaixo do leito marinho, ou seja, aproximadamente 1D (1
didametro da monopile), para ambas as situacdes, operacional e estacionada, nas duas
locagdes. Dentre as trés condi¢des de solo, o pior caso identificado foi para o de angulo
de atrito interno igual a @' = 25 graus (Figura 5.14). Esse resultado estd de acordo
com o esperado, pois quanto menor o angulo de atrito, menor € a resisténcia oferecida
pelo solo, logo a estrutura apresentou uma maior flexibilidade e suscetibilidade as

excitagdes dinamicas (Tabela 5-3).
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Tabela 5-3 Dano méaximo ponderado na regido critica de acordo com cada tipo de areia.

Locagao o' Dano a fadiga maximo = Regido
25 graus 4,34E-02 1D
Locagdaol = 30graus 1,66E-02 1D
35 graus 8,74E-03 1D
25 graus 2,97E-04 1D
Locagao 2 30 graus 2,87E-04 1D
35 graus 2,63E-04 1D
Dano anual total Dano anual total L 13
0 005 01 015 02 025 03 035 04 045 0 0,05 01 0,15 0,2 025 |mE2
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Figura 5.14. Regido critica do solo arenoso com @' = 25 graus, mostrando a

contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.

De mais a mais, como discutido no tdépico 5.1 sobre a influéncia do
amortecimento aerodindmico, os maiores danos sustentados pela estruturam foram
observados para situacdo estacionada. Esses danos correspondem a aproximadamente
52% do dano acumulado sofrido pela estrutura da Turbina Edlica em operagédo na regido
critica, o que proporcionalmente representa um valor significativo, ja que a contribuicéo
de apenas 3 estados de mar produziu um dano maior que metade do dano gerado por 12

estados de mar.
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Outro ponto importante que merece destaque remete as previsdes feitas no
topico 4.5, que tratou de uma avaliagdo inicial da estrutura. Como antevisto da Figura
4.17 a Figura 4.20, apesar dos espectros de ondas para as duas locacGes serem
préximos, a Locacdo 1, SE, com maior energia espectral, realmente causou 0s maiores
danos como pode ser visto na Figura 5.14. Por conseguinte, fica provada a importancia
de se fazer uma avaliacdo de vibragdes livres como uma forma de identificagcdo
antecipada de possiveis problemas estruturais resultantes da ressonancia da estrutura.
Contudo, avaliagdes mais detalhadas sdo necessarias para 0 mensuramento da resposta

estrutual.

Se para 0 solo arenoso a regido critica se permeou em uma profundidade 1D,
para o solo argiloso, 0 comportamento foi um pouco difente. O tipo de solo a produzir
0s danos mais criticos confirmou-se como sendo o de resisténcia ndo drenada igual a
sy = 10kPa, com regido critica situada em uma profundidade de 4D (Figura 5.15),
porém para as outras duas situacoes, s, = 20kPa e s, = 50kPa, a regido critica foi
apontada como estando localizada em 2D e 1D, respectivamente. Assim, entende-se que
a medida que se aumenta a resisténcia ndo drenada da argila, essa passa a ter

comportamento similar a da areia (Tabela 5-4).

Tabela 5-4 Dano méximo ponderado na regido critica de acordo com cada tipo de

argila.
Locagao Su Dano a fadiga maximo (ponderado) = Regido

10 kPa 121,19 4D

(Sudtzste) 20 kPa 0,34 2D
50 kPa 0,14 1D

5 10 kPa 3,89E-04 4D
(Nordeste) 20 kPa 3,01E-04 2D
50 kPa 2,36E-04 1D

127



mEl
Dano anual total Dano anual total 8
o
0 0,5 1 1,5 2 2,5 3 35 0 50 100 150 200 250 300
, , nE3
0 0 e
6s E5
6 6,5 £6
£ E
= -125 £-125 &
N £8
18,5 -18,5 uE9
245 245 REL0
WEll
(a) Locag#o 1 - Operacional (b) Locagdo 1 - Estacionado 0
| |
Dano anual total Dano anual total WEL
0 005 01 015 02 025 0,00F+00 1,00F01 2,00F-01 3,00F-01 4,00F-01 | |™EM
] J
0
65
E 15
N
-18,5
-24,5

(c) Locagdio 2 - Operacional (d) Locagdo 2 - Estacionado

Figura 5.15. Regido critica do solo argiloso com s,, = 10kPa , mostrando a contribuicéo

de cada estado de mar para o dano total.

Dessa maneira, como no caso da estrutura em solo arenoso, no caso da estrutura
da Turbina Eolica em solo argiloso também foram confirmadas algumas previsdes
assumidas na avaliacdo de vibracdes livres para identificacdo dos periodos de
ressonancia estrutural, no tépico 4.5. Entre elas, foi a ressonancia da estrutura em argila
com s, = 10kPa com os estados de mar da Locacdo 1, na condi¢do estacionada. Com a
auséncia do amortecimento aerodinamico e proximidade do periodo de pico das ondas,
o dano sofrido pela estrutura chegou na ordem de 102. Dada a grandeza do dano, é
importante ressaltar, mais uma vez, que isso é benéfico do ponto de vista de uma
investigacdo, pois permite a compreensdo do comportamento de TEO em situagdo de
ressonancia. Portanto, a fim de avaliar como o amortecimento pode impactar na resposta
estrutural, o dano para essa situagéo foi verificado para 3 situacfes de amortecimento de
Rayleigh diferentes. A Tabela 5-5 mostra essa influéncia, onde o primeiro caso
corresponde a um fator de amortecimento igual a {; = 2%, apenas com 0 parametro

proporcional a rigidez, enquanto os outros dois casos ((, = 2% e (3 =3%)
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correspondem a fatores de amortecimento com ambos 0s pardmetros proporcionais a

massa e a rigidez.

Tabela 5-5 Dano a fadiga em funcéo do uso simultdneo ou ndo dos pardmetros

proporcionais a massa e a rigidez do amortecimento de Rayleigh.

. Solo Estado Dano a fadiga
Condicao e
(regido critica—4D) demar (4 =2% (=2% {3=3%
E12 141,70 28,82 20,34
Estacionada s, = 10kPa E13 61,153 42,411 37,21
E14 60,716 43,21 38,19

Na Tabela 5-5, é possivel ver que, ao se considerar o parametro proporcional a
massa para 0 amortecimento, hd uma diminuigdo significativa do dano, podendo essa
ser uma forma mais coerente de se analisar a resposta estrutural de TEO em situagédo

estacionada, dado a auséncia do amortecimento aerodinamico.

Ademais, como no caso dos solos arenosos, 0s maiores danos também
ocorreram na situacdo estacionada. Entretanto, devido a ressonancia no caso do solo
com s, = 10kPa, o dano na regido critica chegou a ser 100 vezes maior do que o dano

na situacdo operacional.

Enfim, apds identificacdo das regides e situagdes criticas para cada tipo de solo,
0s resultados sdo comparados entre si, no topico 5.3.2, levando-se em consideracdo a

frequéncia de ocorréncia de cada estado de mar.

5.3.2 Fadiga na junta soldada

Da mesma forma que foi conduzida a apresentacdo dos resultados para o dano
no graute, os resultados de dano na junta soldada também foram agrupados em funcéo
da classificacdo do solo (arenoso ou argiloso), onde é apresentado o dano por estado de
mar em funcdo das regibes com maior dano, conforme sugerido anteriormente no tépico
5.3.1, e apenas para a Locacdo 1 (considerada mais critica). Por fim, € feita uma
comparacdo entre o dano total ponderado sustentado pela junta nas regides criticas, para

0s dois tipos de solo. Os resultados obtidos para a Locagdo 2 encontram-se no Anexo B.
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5.3.2.1 Solo n&o coesivo (arenoso)

De forma similar ao ocorrido com o graute da conexdo, quanto maior a

velocidade do vento e a altura de onda, maior foi 0 dano na estrutura. Porém, apos

levar-se em conta a frequéncia com a qual esses estados de mar ocorrem, 0s ventos de

menor velocidade e as ondas com menor altura foram responsaveis pelos maiores danos,

sendo o estado de mar E3 e E4 os mais frequentes na Locacdo 2, NE (Anexo B). No

geral, os maiores danos foram causados na estrutura em solo arenoso com angulo de

atrito interno igual a @' = 25 graus, como esperado, Vvisto que esse tipo de solo oferece

menor resisténcia a vibracdo da estrutura quando comparado aos outros, como pode ser

visto na Figura 5.16.
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Figura 5.16. Dano anual e dano anual ponderado por estado de mar da Locacgado

1 para solos arenosos com diferentes angulos de atrito interno @’ = 25 — 35 graus . As

colunas estdo sobrepostas (Isto €, iniciam-se a partir da cota zero).
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De mais a mais, a partir da Figura 5.16, é visto que o estado de mar E12 possui
maior contribuicdo para o dano anual ponderado. Esse comportamento destaca a
influéncia que o amortecimento aerodinamico pode ter no dano final, pois, 0 E12 apesar
de apresentar ventos com menor velocidade e ondas com menores alturas, gera mais
danos que o E1, além de ocorrer com maior frequéncia. Portanto, o amortecimento
introduzido devido ao funcionamento da turbina pode alterar consideravelmente a

resposta da estrutura.

5.3.2.2 Solo coesivo (argiloso)

Para as estruturas em solo argiloso, as maiores ondas e ventos também
originaram 0s maiores danos, porém, como esses sdo menos frequentes, o dano anual

ponderado foi menor quando comparado aos outros.

Ademais, a amplificacdo dindmica ocorrida na estrutura em solo argiloso, com
resisténcia ndo drenada igual a s, = 10 kPa, gerou danos severos na estrutura da
mesma forma que causou no graute. Contudo, diferentemente do graute, nota-se que a
ordem do dano foi superior na junta soldada para todos os casos, como pode ser visto na
Figura 5.17.
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Figura 5.17. Dano anual e dano anual ponderado por estado de mar da Locagdo

1 para solos arenosos com diferentes angulos de atrito interno s, = 10kPa — 50kPa. As

colunas estdo sobrepostas (Isto €, iniciam-se a partir da cota zero).

5.3.2.3 Comparacéo entre o0s solos

As Figura 5.18 e a Figura 5.19 apresentam um resumo da vida Gtil nas regides

criticas da estrutura para solos arenosos e argilosos, respectivamente.

Como enfatizado ao longo da discussdo, a Locacdo 2, no Nordeste, apresenta
vida til superior a da Locacdo 1, no Sudeste. Além disso, como esperado, a medida que
se aumentou a resisténcia do solo, menor foi a amplitude de vibracdo e, como
consequéncia, maior a vida util. Assim, o solo argiloso com resisténcia ndo drenada
igual a s, = 10kPa e 0 arenoso com angulo de atrito igual a @' = 25 apresentaram as
menores vidas a fadiga. Resultado similar foi observado no graute, jA que 0os maiores

danos foram obtidos no graute das estruturas com esses solos.
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6 CONCLUSAO E SUGESTAO PARA TRABALHOS
FUTUROS

6.1 Conclusao

Neste trabalho, foi realizada uma analise da fadiga estrutural da fundacédo
monopile para a TEO de 5 MW da NREL. A andlise estrutural foi conduzida no
programa SIMA-RIFLEX, onde foi implementado o modelo de Winkler em conjunto
das curvas p-y preconizadas pela ANSI/API-RP-2GEO (2011) e DNVGL-ST-0126
(2016). Além disso, o campo de velocidades de vento aleatorias foi simulado no
programa TurbSim e, posteriormente, importado para o programa SIMA-RIFLEX.

A partir da resposta estrutural obtida nas simulacbes, foi realizada uma
investigacdo da fadiga estrutural do graute na conexdo da torre com a fundacgéo e da
monopile, em sua regido critica. Para o cdculo do dano, foi adotado o metodo do
Rainflow Counting associado a regra de PALMGREN (1924) e MINER (1945).

Realizou-se uma revisdo de estudos relevantes ao entendimento do
comportamento estrutural e estimativa do dano da conexao grauteada e da junta soldada.
Essa revisdo teve como foco diferenciar o tratamento dado para o graute da conexdo e
para a junta soldada da monopile na estimativa do dano a fadiga. Além disso, um estudo
comparativo entre normas que tratam de fadiga no graute foi efetivado, cuja conclusédo

apontou a DNVGL-ST-C502 (2018) como sendo a mais conservadora.

Nesse segmento, foi mostrado que a tensdo média, apesar de nao fazer diferenca
para junta soldada, exerce grande influéncia na resisténcia do graute, o que motivou o
uso da metodologia chamada Matriz de Markov, recomendada pela DNVGL-ST-0126
(2016) e pela DNVGL-RP-0419 (2016), para o caculo do dano no graute.

A resisténcia a compressao do graute também apresentou grande influéncia na
resposta a fadiga, principalmente na conexao conica, onde o aumento de f.. = 80 MPa
para um de f.., = 160 MPa, permitiu que o graute saisse de uma situacdo de falha para

uma vida Util de mais de 20 anos.
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Quanto ao numero de conectores, esse também apresentou influéncia na
resisténcia do graute na conexao tubular. Foram observados maiores danos a medida em
que se aumentava o0 nimero de conectores. Entretanto, melhores conclusfes quanto as
reais raz0es para esse comportamento podem ser verificadas por meio de simulacGes
com um modelo em elementos finitos, sendo essa uma das propostas para trabalhos

futuros.

Com referéncia a junta soldada na monopile, foi identificado que, para solos
arenosos, a regido critica, independentemente das condi¢cGes ambientais e angulo de
atrito interno, localiza-se a aproximadamente 1D (1 diametro da monopile). Todavia, as
estruturas em solos argilosos apresentaram regides criticas diferentes, com uma
tendéncia a se assemelhar ao comportamento de solos arenosos a medida em que se
aumentou a resisténcia ndo drenada do solo. Portanto, quanto mais mole a argila, a
tendéncia € que sua regido critica seja localizada a 4D, enquanto a medida em que ela se

torne mais rija, sua regido critica se aproxime mais de 1D.

Na maior parte dos casos, para mesmas velocidades de vento, ondas com
maiores alturas causaram maiores danos, principalmente com a turbina desligada, pois a
auséncia do amortecimento aerodindmico causa na estrutura maiores vibracdes. Esse
comportamento ficou mais evidente na Locacdo 1, Sudeste, onde ondas maiores sdo
mais frequentes. A frequéncia natural da estrutura também influenciou na fadiga
estrutural, com maior intensidade para o solo argiloso com resisténcia ndo drenada igual
a s, = 10kPa. Em uma tentativa de avaliar a influéncia do fator de amortecimento para
esse solo com a turbina estacionada, foi observado que o aumento do amortecimento
estrutural em 1% do critico pode causar uma reducdo de 30% no dano final
(considerando ambos 0s parametros porporcionais a massa e a rigidez). Esse resultado
mostra que a adoc¢do de valores de amortecimento mais apropriados é fundamental para

0 adequado dimensionamento do projeto estrutural.

Por fim, foi identificado que, tanto para o graute quanto para junta soldada na
monopile, 0s maiores danos foram causados na situacdo em que a turbina se encontrava
estacionada, principalmente para a Locacdo 1, Sudeste, que possui ondas mais severas
quando comparada a Locacdo 2, Nordeste. Entretanto, ainda hd davidas quanto a

extensdo desses danos, ja que estudos recentes como 0os de BRENNAN e TAVARES
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(2014) e MEHMANPARAST et al. (2016) apontam que as curvas S-N trazidas na
DNVGL-RP-C203 (2016) superestimam o dano para o caso de TEO. Ademais, ainda ha
davidas quanto ao uso das curvas p-y preconizadas pela APl e DNV e como contabilizar
o efeito da histerese no solo, ou seja, 0 enrijecimento ou amolecimento do solo devido a
acdo ciclica da monopile, que também pode influenciar na amplitude de vibracdo da

estrutura ao longo da sua vida Util e, consequentemente, no dano final.

6.2 Sugestao para trabalhos futuros

Para estudos futuros, recomenda-se:

e Investigar a conexdo grauteada por meio de um modelo em elementos finitos.
Recomenda-se, para essa tarefa, o uso da DNVGL-RP-0419 (2016) — Analysis of

grouted connections using the finite element method;

e Estudo comparativo entre a conexao grauteada, a conexdo Slip joint e a conexao

flangeada com parafuso;

e Investigacdo do comportamento a fadiga da fundacdo monopile com o uso de
curvas p-y derivadas por modelo em elementos finitos e calibradas por meio de

experimentos, como a centrifuga geotécnica;

e Estimativa da contribuicdo do amortecimento do solo em situacdes em que o
aerogerador se encontre estacionado ou ndo operacional, como uma forma de

mitigar os danos excessivos devido a auséncia do amortecimento aerodinamico.

Da perspectiva abordada ndo ha como esgotar o assunto, até porque, no Brasil a
utilizacdo de TEO ¢ incipiente, necessitando de varios experimentos e estudos voltados
para a concretizacdo de sua efetiva utilizacdo, como sugerido nos estudos recomendados
acima. Porém, existe um grande potencial a ser explorado, ja que dependendo das
condicBes ambientais da regido, essas estruturas podem apresentar boa resisténcia a

fadiga.
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ANEXO A — DANO A FADIGA NO GRAUTE DA
CONEXAO
SOLO NAO COESIVO
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Figura A 0.1. Configuracdo tubular com conector - Dano anual e dano anual
ponderado por estado de mar da Locacéo 2 para diferentes angulos de atrito interno
@' = 25 — 35 graus. As colunas estdo sobrepostas (Isto €, iniciam-se a partir da cota

zero).
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Figura A 0.2. Configuracdo cbnica - Dano anual e dano anual ponderado por

estado de mar da Locacdo 2 para diferentes angulos de atrito interno @’ = 25 —

35 graus. As colunas estdo sobrepostas (Isto €, iniciam-se a partir da cota zero).
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Figura A 0.3. Configuracéo tubular com conector - Dano anual e dano anual
ponderado por estado de mar da Locacdo 2 para diferentes resisténcias ndo drenadas
sy = 10kPa — 50kPa. As colunas estdo sobrepostas (Isto é, iniciam-se a partir da cota

zero).
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Figura A 0.4. Configuracdo conica - Dano anual e dano anual ponderado por

estado de mar da Locacdo 2 para diferentes resisténcias ndo drenadas s, = 10kPa —

50kPa. As colunas estdo sobrepostas (Isto &, iniciam-se a partir da cota zero).
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ANEXO B — DANO A FADIGA NA MONOPILE
REGIAO CRITICA — SOLO COESIVO

LOCACAO 1

(A.1) Locagdo 1- s, = 10kPa (Operacional)

(A.2) Locagdo 1- s, = 10kPa (Estacionado)

mE1l
mE2
mE3
wE4
" ES
" E6
E7
E8
mE9
mE10
mE1l

Dano anual Dano anual
0,00 0,50 1,00 1,50 2,00 2,50 3,00 3,50 0 40 80 120 160 200 240 280
0 0
-6,5 -6,5
Epngs Engs
~ ~
-18,5 -18,5
-24,5 -24,5
Dano anual ponderado Dano anual ponderado
0,0E+00 5,0E-03 1,0E-02 1,5E-02 0,0E+00 4,0E+01 8,0E+01 1,2E+02 1,6E+02
0 0
-6,5 -6,5
E.aas 825
~ ~
18,5 -18,5
24,5 24,5

mE12
mEL3
mEl4

Figura B 0.1. Regido critica do solo coesivo com s, = 10kPa, mostrando a contribuicao

de cada estado de mar para o dano total.
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(B.1) Locagdo 1 -5, = 20kPa (Operacional)

(B.2) Locagao 1 - s, = 20kPa (Estacionado)
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Figura B 0.2. Regido critica do solo coesivo com s, = 20kPa, mostrando a contribuicao

de cada estado de mar para o dano total.

(C.1) Locagdo 1 - 5, = 50kPa (Operacional)
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(C.2) Locagao 1 - s, = 50kPa (Estacionado)
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Figura B 0.3. Regido critica do solo coesivo com s, = 50kPa, mostrando a contribuicéo

de cada estado de mar para o dano total.
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LOCACAO 2

(A.1) Locagdo 2 - s, = 10kPa (Operacional) (A.2) Locacdo 2 - 5, = 10kPa (Estacionado)
Dano anual Dano anual mEl
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Figura B 0.4. Regido critica do solo coesivo com s, = 10kPa, mostrando a contribuicao
de cada estado de mar para o dano total.

(B.1) Locagdo 2 - s, = 20kPa (Operacional) (B.2) Locagdo 2 - 5, = 20kPa (Estacionado)
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Figura B 0.5. Regido critica do solo coesivo com s, = 20kPa, mostrando a contribuicéo

de cada estado de mar para o dano total.
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(C.1) Locagdo 2 - s, = 50kPa (Operacional) (C.2) Locagdo 2 - 5, = 50kPa (Estacionado)
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Figura B 0.6. Regido critica do solo coesivo com s, = 50kPa , mostrando a
contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.
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REGIAO CRITICA - SOLO NAO COESIVO

LOCACAO 1

(A.1) Locagdo 1- Q)' = 25 graus (Operacional)
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Figura B 0.7. Regido critica do solo arenoso com @’ = 25 graus, mostrando a

(A.2) Locacdo 1- Q)' =25 graus (Estacionado)
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(B.1) Locagao 1 - ﬂ' =30 graus (Operacional) (B.2) Locagao 1- '2)' =30 graus (Estacionado)
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Figura B 0.8. Regido critica do solo arenoso com @’ = 30 graus, mostrando a
contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.

(€.1) Locagio 1 - @ = 35 graus (Operacional) (C.2) Locagdo 1 - @' = 35 graus (Estacionado)
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Figura B 0.9. Regido critica do solo arenoso com @’ = 35 graus, mostrando a

contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.
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LOCACAO 2

(A.1) Locacgdo 2 - (D’ = 25 graus (Operacional)

{A.2) Locagdo 2 - G’ = 25 graus (Estacionado)
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Figura B 0.10. Regido critica do solo arenoso com @' = 25 graus, mostrando a
contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.
(B.1) Locacdo 2 - (ﬁ’ =30 graus (Operacional) (B.2) Locacdo 2 - 0 =30 graus (Estacionado)
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Figura B 0.11. Regido critica do solo arenoso com @’ = 30 graus, mostrando a

contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.
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(C.1) Locacdio 2 - @ = 35 graus (Operacional) (C.2) Locagdo 2 - @' = 35 graus (Estacionado)
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Figura B 0.12. Regido critica do solo arenoso com @’ = 35 graus, mostrando a
contribuicdo de cada estado de mar para o dano total.
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COMPARACAO ENTRE AS REGIOES CRITICAS
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Figura B 0.13. Dano anual e dano anual ponderado por estado de mar da

Locacdo 2 para diferentes angulos de atrito interno @’ = 25 — 35 graus . As colunas

estdo sobrepostas (Isto €, iniciam-se a partir da cota zero).
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Figura B 0.14. Dano anual e dano anual ponderado por estado de mar da
Locacdo 2 para diferentes angulos de atrito interno s, = 10kPa — 50kPa. As colunas

estdo sobrepostas (Isto €, iniciam-se a partir da cota zero).
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