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RESUMO

Nesse trabalho, as respostas dinamicas das pas sem controle de vibragcdes, com controle passivo
e ativo foram analisadas para verificar a influéncia do amortecimento aerodindmico sobre o
comportamento da pa e o desempenho dos sistemas de controle. As pds foram modeladas como
vigas continuas de Euler-Bernoulli, incluindo o acoplamento entre as vibracdes dentro e fora
do plano. A equag¢dao do movimento do modelo de turbina foi obtida com a formulacdo de
energia de Euler-Lagrange levanto em conta os efeitos da forca centrifuga e gravitacional.
Absorvedores de massa sintonizada foram inseridos préximos a ponta de cada pd e sobre a torre
para verificar o desempenho desse sistema considerando o amortecimento aerodinamico através
da interacdo aeroeldstica. Os absorvedores foram simulados na forma passiva, considerando
parametros 6timos, e na forma ativa, calculando as forcas de controle através da estratégia do
regulador linear quadratico (LQR). Para simular o modelo da amostra rotacional do vento sobre
a pa, foi gerado um campo de velocidade do vento através da equacdo da lei de poténcia, da
funcdo de densidade espectral de poténcia e da funcdo de coeréncia espacial. As forcas
aerodinamicas foram calculadas com o método do momento do elemento de pa (BEM) quase-
estdtico, incluindo as velocidades da estrutura no calculo para levar em conta a interacao
aeroeldstica e, com isso, adicionar o efeito do amortecimento aerodindmico. A valida¢do do
modelo foi realizada comparando as frequéncias naturais e a resposta dindmica sob
carregamento estidvel com modelos de turbinas ja consolidados no meio cientifico. Os
resultados mostraram que o método BEM quase-estdtico utilizado apresentou um
amortecimento aerodindmico maior na direcdo fora do plano como ja mencionado por
pesquisadores. Ja sobre o controle, o amortecimento inibiu quase que completamente o
desempenho do controle passivo, tornando-o desnecessario na reducao das vibracdes dentro do
plano de rotagdo nas pés. A hipétese de aplicagdo do controle ativo LQR calculado no instante
inicial se mostrou ineficiente, calculando forcas que n3o promoveram a diminuicdo das

vibragdes e, assim, impossibilitando sua analise com amortecimento aerodindmico.

Palavras-chave: Controle de vibra¢des. Turbinas edlicas. Amostra rotacional. Método BEM.

Interacdo aeroeldstica.



ABSTRACT

In this research, the dynamic responses of the blades without vibration control, with passive
and active control were analyzed to verify the influence of aerodynamic damping on the blade
vibrations. The blades were modeled as continuous Euler-Bernoulli beams, including coupling
in the in-plane and out-plane vibrations. The equation of motion of the turbine model was
obtained with the energy formulation of Euler-Lagrange considering the effects of centrifugal
and gravitational force. Tuned mass dampers were inserted near the tip of each blade and on
the top of the tower to verify the performance of this system considering aerodynamic damping
through the aeroelastic coupling. The dampers were simulated in passive form, considering
optimal parameters, and in the active form, calculating the control forces through the linear
quadratic regulator (LQR) strategy. The power law equation, the power spectral density
function and the spatial coherence function generated a wind speed field to simulate the
rotational sampling on the blade. Aerodynamic forces were calculated using the quasi-static
blade element momentum (BEM) theory including frame velocities in the calculation to account
for the aeroelastic coupling, and thereby add the effect of aerodynamic damping. The validation
of the model was performed comparing the natural frequencies and the dynamic response under
stable loading with models of turbines already consolidated in the scientific literature. The
results showed that the quasi-static BEM method presented a greater acrodynamic damping in
the out-plane direction as already mentioned by researchers. Regarding the control, the
aerodynamic damping almost completely inhibited the performance of the passive control,
making it unnecessary in the reduction of in-plane vibrations in rotating wind turbine blades.
The hypothesis of applying the active control LQR calculated at the initial moment was shown
inefficient, calculating forces that did not promote the reduction of vibrations and, thus, making

it impossible to analyze them with aerodynamic damping.

Keywords: Vibration control. Wind turbines. Rotational Sampling. BEM Method. Aeroelastic

coupling.
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1 INTRODUCAO

Em um cendrio de problemas ambientais e instabilidades no setor energético, a
energia edlica assume papel importante no presente e no futuro das fontes de energia do mundo.
Convertendo a energia cinética em energia elétrica sem a emissdo de gases poluentes, sua
utilizagdo promove a reducido da grande quantidade de gases emitidos pelo setor de energia.
Associado a isso, com o avanco da tecnologia empregada, desenvolvendo turbinas mais
eficientes e com maiores capacidades, o preco da energia edlica diminuiu para quase um terco
desde 2009 tornando-a uma das fontes de eletricidade mais competitivas do mercado. A sua
expansdao entre as fontes de energia bate recorde a cada ano, sendo, no final de 2015,
responsdvel por aproximadamente 7% da capacidade de geracdo de energia global. O Brasil é
o mercado para energia edlica mais promissor da América Latina, entrando em 2016 no seleto
grupo de paises que possuem mais de 10GW instalados (GWEC, 2016).

De acordo com Burton et al. (2011), aumentos expressivos na poténcia gerada pela
turbina ocorrem com a ampliacdo da drea varrida pelas pas e com a incidéncia de ventos com
velocidade maiores. Assim, para produzir mais, diminuir os custos e proporcionar um melhor
aproveitamento do local ocupado, tem-se desenvolvido turbinas mais altas com didmetros

maiores.

Figura 1 — Evolug¢@o do didmetro do rotor das turbinas
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Fonte: Adaptado de Manwell, Mcgowan e Rogers (2009
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A Figura 1 mostra o avango no tamanho dos aerogeradores juntamente com a
capacidade de producdo, apresentando uma evolu¢do de 25kW em turbinas com 10m de
didmetro e 18m de altura at¢ 6MW em turbinas com 126m de didmetro e 138 de altura
(MANWELL; MCGOWAN; ROGERS, 2009). Atualmente, a maior turbina ja construida € a
V164, um protétipo fabricado pela dinamarquesa, Vestas. A V164 possui o didmetro do rotor
de 164m, a altura do rotor de 140m e comprimento da pa de 80m, podendo produzir at¢ SIMW
(VESTAS, 2017).

A evolugdo nas turbinas edlicas nao ficou apenas na altura e no didmetro do rotor,
mas também na inclusdo de materiais mais leves e resistentes. Apesar do aumento da resisténcia
dos materiais usados, ocorreu uma flexibilizacdo da estrutura devido a utilizacdo de
componentes longos e esbeltos. Uma estrutura flexivel associada as forgas aleatérias do vento
préoximas da frequéncia natural da estrutura podem causar vibragdes excessivas, vindo a
apresentar fadiga estrutural e até o colapso da estrutura em casos extremos (CHOU et al., 2013).

Os principais modos de vibragao em pés de turbinas edlicas sdo vibragdes flapwise
e edgewise. Vibragao flapwise é conhecida como o “bater de asa” e representa 0 movimento na
dire¢ao perpendicular a corda do perfil da pa. A vibracdo edgewise, também denominada de
lead-lag, representa 0 movimento de borda na direcdo da corda do perfil (BURTON et al.,
2011; HANSEN, 2008). A Figura 2 ilustra a direcdo das vibragdes em relacdo ao perfil

aerodinamico da pa.

Figura 2 - Vibracdes flapwise e edgewise
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Fonte: o Autor

Devido ao projeto aerodindmico de turbinas edlicas, as pds possuem um eixo de
torcdo que gera um acoplamento entre os modos de vibracdo edgewise e flapwise. Esse
acoplamento torna a andlise em qualquer sistema de coordenadas uma combinagdo entre os dois
modos, pois um possui influéncia sobre o outro. Para analisar o comportamento das pés, divide-
se o movimento em dois: 0 movimento dentro do plano de rotagdo e o movimento fora do plano

de rotag@o, como € apresentado na Figura 3. O comportamento dentro do plano € predominante
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edgewise e interage com o deslocamento lateral da torre. Enquanto que o movimento fora do

plano € predominantemente flapwise e interage com o deslocamento longitudinal da torre.

Figura 3 - Movimento dentro e fora do plano

A

Movimento fora do plano

\

Raiz da pa
Ponta da pa

< > — = - = e Plano de Rotagdo

Movimento dentro do plano
Velocidade do vento

Rotagdo das pds

Fonte: o Autor

O aumento da flexibilidade das pas intensifica esses modos de vibragao e modifica
a interacdo entre a estrutura e o carregamento. Ahlstrom (2006) pesquisou a influéncia do
aumento da flexibilidade na produgdo de energia. Verificou que o crescimento da amplitude de
oscilacdo das pds provoca a reducdo da eficiéncia de conversdo de energia na turbina edlica
causando perda na producao.

Com o conhecimento da interacdo entre a estrutura eldstica e as forcas
aerodinamicas aleatdrias atuantes sobre o sistema, também chamada de interagdo aeroeldstica,
identificou-se que, em condi¢des de operacao, as vibragdes flapwise sdo fortemente amortecidas
aerodinamicamente enquanto que as vibragdes edgewise possuem amortecimento aerodindmico
muito baixo e em certos casos chegando a ser negativo (HANSEN, 2007; THOMSEN et al.,
2000)

A combinacdo dessa caracteristica com as propriedades estruturais da pad pode
resultar em um amortecimento total negativo na direcao edgewise. Isso acontece quando a soma
do amortecimento estrutural com o amortecimento aerodindmico na dire¢do edgewise fica
negativo, gerando momentos de instabilidade aeroeldstica que podem acarretar falhas
catastroficas rapidamente (RIZIOTIS et al., 2004).

Com esses problemas estruturais especificos do comportamento aeroelastico das
pas agravados pela flexibilizacdo e a incidéncia de fortes ventos, surgiu a necessidade de
controlar as vibracOes estruturais principalmente na dire¢do edgewise para evitar a diminuigdo

da producao e possiveis falhas estruturais. Muitas pesquisas sobre controle de vibragdes em pas
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de turbinas edlicas utilizando absorvedores de massa sintonizada ja foram realizadas sem
considerar o efeito do amortecimento aerodindmico, como por exemplo Arrigan et al. (2011,
2014), Dinh, Basu e Nagarajaiah (2016), Huang et al. (2010), Fitzgerald e Basu (2014) e
Fitzgerald, Basu e Nielsen (2013). Diante disso, existe a necessidade de analisar o desempenho
dos sistemas de controle de vibragdes com a interacdo aeroeldstica para promover um estudo

mais realista considerando o efeito do amortecimento aerodinamico.

1.1 Objetivo

O objetivo geral dessa pesquisa € investigar a influéncia do amortecimento
aerodinamico, utilizando o método BEM quase-estdtico com interacdo aeroeldstica, sobre
controle de vibragdes no plano de rotacdo em pdas de turbinas edlicas de eixo horizontal

(horizontal axis wind turbine - HAWT) com absorvedores de massa sintonizada passiva e ativa.

1.1.1 Objetivos especificos

Os objetivos especificos sao:

e Implementar e validar o modelo de turbina edlica e o0 método do momento do
elemento da pa (blade element momentum - BEM) quase-estatico;

e Comparar a resposta dinamica do sistema sem controle considerando e ndo
considerando o amortecimento aerodinAmico;

e Verificar o desempenho do controle passivo em relagdo ao sistema sem controle
incluindo o amortecimento aerodindmico;

e Analisar o desempenho do controle ativo utilizando a estratégia do regulador
linear quadratico (linear quadratic regulator - LQR) calculada no instante de

tempo igual a zero.
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2 REVISAO DE LITERATURA

O controle de vibragdes em pds de turbinas edlicas ganhou o foco dos pesquisadores
nos dltimos anos, sendo a eficiéncia de alguns dispositivos e estratégias de controle avaliada
em diversas condi¢des. Uma breve descri¢do dos trabalhos sobre controle de vibracdes em pas
de aerogeradores utilizando absorvedores de massa sintonizada (AMS) serd apresentado nessa
secao.

Arrigan et al. (2011, 2014), Dinh, Basu e Nagarajaiah (2016) e Huang et al. (2010)
investigaram numericamente o desempenho de absorvedores de massa sintonizada semiativa
no controle de vibracdes em pas de turbinas edlicas. No estudo, eles usaram dispositivos com
rigidez varidvel controlados por um algoritmo de rastreamento da frequéncia dominante do
sistema baseado na transformada de Fourier de curto prazo (Short-time Fourier transform -
STFT) proposto por Nagarajaiah e Varadarajan (2005). As principais diferengas entre as
pesquisas estdo na modelagem da estrutura da turbina e no carregamento externo.

O foco de Arrigan et al. (2011) era o controle de vibracdes flapwise nas pés. Para
isso, incluiu no seu modelo somente o movimento da torre e das pds fora do plano. Em outro
estudo, Arrigan et al. (2014) focaram a pesquisa no controle de vibragdes edgewise, avaliando
somente o comportamento dindmico nessa direcao. Os dois estudos consideraram que a turbina
estava em terra firme (onshore) sujeita a for¢as do vento estavel e aleatério, calculando as forgas
aerodinamicas através de equacdes diretas. Seus resultados indicaram uma redugdo
significativa nas vibragdes com adi¢do do sistema de controle semiativo comparando com o
sistema sem controle.

J4 Dinh, Basu e Nagarajaiah (2016) e Huang er al. (2010) estudaram o AMS
semiativa na reducdo da energia de vibracao edgewise nas pas de turbinas edlicas offshsore. Em
seus modelos consideraram apenas o movimento no plano de rotacdo e acrescentaram o
carregamento das ondas sobre a estrutura da turbina. Dinh, Basu e Nagarajaiah (2016)
apresentaram um estudo mais complexo, acrescentando graus de liberdade ao modelo da
estrutura e calculando o carregamento aerodinamico através da teoria do momento do elemento
da pa (blade element momentum — BEM). Nos dois estudos, o comportamento dinamico da
estrutura com controle semiativo foi simulado em diferentes condi¢des de carregamento,
variando também a rotacdo e a frequéncia natural do sistema para simular falhas na estrutura.
O desempenho do controle semiativo foi comparado com o sistema sem controle e com controle
passivo. Os resultados dos dois comprovaram a sensibilidade do controle passivo com variagdes

na frequéncia natural da estrutura, perdendo seu desempenho quando a frequéncia dominante



21

do sistema se afasta da frequéncia de sintonizacdo. J4 o sistema semiativo alcancou melhor
desempenho que o controle passivo, uma vez que rastreia a frequéncia dominante do sistema e
ajusta os parametros do dispositivo absorvedor para sintonizar continuamente o AMS
semiativo. Além dessas conclusdes, Dinh, Basu e Nagarajaiah (2016) compararam seus
resultados com outras pesquisas e observaram que o sistema semiativo avaliado obteve melhor
desempenho quando estava aplicado a turbinas onshore (em terra firme).

Fitzgerald e Basu (2014) e Fitzgerald, Basu e Nielsen (2013) analisaram
numericamente a performance de absorvedores de massa sintonizada ativa no controle de
vibragdes edgewise em pds de turbinas edlicas. Os absorvedores de massa sintonizada ativa
foram instalados em cada pa e na torre direcionados para absorver as vibracdes edgewise das
pds e as vibracoes laterais da torre. Buscando ampliar a eficiéncia do controle ativo, Fitzgerald
e Basu (2014) adicionaram um cabo ao absorvedor de massa sintonizada ativa ja construido por
Fitzgerald, Basu e Nielsen (2013), onde uma extremidade estava fixada no absorvedor e a outra
na ponta da pa. O cabo estd tensionado transmitindo o movimento do absorvedor para a ponta
da pa.

Nas duas pesquisas, as forcas do controle ativo sdo aplicadas ao sistema pela
inclus@o de atuadores controlados através do método do regulador linear quadratico (linear
quadratic regulator — LQR). Os modelos de turbina avaliam o movimento dentro e fora do
plano de rotacdo, considerando também a interacao entre eles. As forcas aerodinamicas foram
calculadas através do método BEM, avaliando assim as propriedades aerodinamicas das pas.
Fitzgerald, Basu e Nielsen (2013) observaram que o AMS ativo alcangou grandes redugdes na
resposta do sistema em relacdo ao controle passivo. Fitzgerald e Basu (2014) verificaram uma
melhor performance do absorvedor de massa sintonizada ativa cabeada (AMSAC) em relagao
ao controle ativo e passivo sem cabos na mitiga¢do das vibragcdes dentro do plano nas pas de

aerogeradores.
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3 SISTEMAS DE CONTROLE DE VIBRACOES

Os sistemas de controle de vibragdes ja possuem uma vasta aplicagdo em
construgdes civis, como prédios, torres e pontes. Nos dltimos anos, pesquisadores aliaram o
conhecimento do controle estrutural com os problemas dindmicos das turbinas edlica,
promovendo diversos estudos sobre controle de vibragdes em estruturas de aerogeradores.

O controle estrutural ocorre quando se acrescenta dispositivos ao sistema,
mudando sua rigidez e amortecimento, com o objetivo de absorver a energia de vibracdo da
estrutura principal e evitar a falha precoce devido a carregamentos dindmicos. Os sistemas de
controle mais usados s@o os sistemas passivos, ativos e semiativos que serdo descritos nos
pardgrafos seguintes.

O sistema de controle passivo foi o primeiro a ser estudado como controle
estrutural. Sendo um sistema barato, confidvel e de facil implementagdo, € definido pela sua
independéncia de fontes externas de energia. Na sua forma convencional, consiste apenas no
acréscimo de elementos de rigidez e amortecimento a estrutura principal. Através do
movimento da estrutura produz movimento relativo e absorve a energia de vibragao diminuindo
a amplitude de oscilagdo da estrutura principal. Possuindo os parametros fixos, o desempenho
do controle passivo € limitado a uma estreita banda de frequéncia, sendo sensivel a variacdes
da frequéncia principal da estrutura (PINKAEW; FUJINO, 2001; SYMANS;
CONSTANTINOU, 1999). A Figura 4 apresenta o fluxo de interacdo do controle passivo.

Figura 4 - Esquema do controle passivo

Dispositivo
Passivo

Carregamento
g Estrutura Resposta
Externo Estrutural

Fonte: Adaptado de Soong e Spencer Jr. (2002)

O sistema de controle ativo foi desenvolvido para suprir todas as limitacdes do
controle passivo, sendo caracterizado pela adi¢do de energia externa ao sistema através de um
elemento ativo, como os atuadores. O controle ativo utiliza a resposta dindmica da estrutura
fornecida por sensores para aplicar a forca necessdria a estrutura através de atuadores ativos.
Essa forca é calculada por controladores de acordo com estratégias de controle predefinidas.
Os ajustes em tempo real no sistema de controle ativo provocam um melhor desempenho na

diminuicdo de vibragdes em comparacido com o controle passivo. No entanto, seu desempenho
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estd vinculado ao grande consumo de energia externa, podendo causar instabilidades no sistema
quando o controle apresentar mau funcionamento (PINKAEW; FUJINO, 2001; RAHMAN et

al., 2015). A Figura 5 apresenta o fluxo de interagdo do controle ativo.

Figura 5 - Esquema do controle ativo

Sensores ——— Controlador «—— Sensores

l

Atuador

Carregamento Resposta
Externo Estrutural

Fonte: Adaptado de Soong e Spencer Jr. (2002)

O controle semiativo € definido pelo uso da energia externa apenas para modificar
os parametros do dispositivo absorvedor, como rigidez e amortecimento, combinando a
estabilidade do controle passivo com a adaptabilidade do controle ativo, como ilustrado na
Figura 6. O sistema semiativo utiliza a resposta dindmica da estrutura fornecida por sensores
para realizar as modificagcdes nos parametros de acordo com estratégias semiativas, que
calculam os ajustes necessarios com o objetivo de promover uma melhor dissipacao de energia

de vibracdo (PINKAEW; FUJINO, 2001; SYMANS; CONSTANTINOU, 1999).

Figura 6 - Esquema do controle semiativo
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Fonte: Adaptado de Soong e Spencer Jr. (2002)

Um absorvedor dindmico usado com muita frequéncia nos estudos de controle
estrutural € o absorvedor de massa sintonizada (AMS). Esse dispositivo consiste de uma
segunda massa inserida ao sistema principal com elementos de mola e amortecimento. No
controle passivo, esse absorvedor € usando sem adicionar outros elementos, usando apenas o

movimento da propria estrutura para absorver e dissipar a energia de vibragdo. Incluindo
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atuadores ativos entre os seus elementos, os absorvedores sdo capazes de forcar, no momento
e na quantidade certa, a diminui¢do da resposta da estrutura. Nessa configuracdo, recebem o
nome de absorvedores de massa sintonizada ativa ou AMSA. Usados também como
dispositivos semiativos, onde um parametro, rigidez ou amortecimento, € ajustado
continuamente para maximizar a dissipacdo de energia. No controle semiativo recebem o nome
absorvedores de massa sintonizada semiativa ou AMSS (RAHMAN et al., 2015). A Figura 7

mostra a configuracdo do AMS em cada um dos controles.

Figura 7 - Absorvedor de massa sintonizada: (a) passiva; (b) ativa; (c) semiativa
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Fonte: Adaptado de Rahman et al. (2015)
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4 MODELAGEM

4.1 Modelo sem controle

Uma estrutura continua possui infinitos graus de liberdade e uma andlise
considerando todos necessitaria de um grande esfor¢co computacional. Um método muito usado
para modelar a estrutura com um nimero reduzido de graus de liberdade € a aproximagdo modal
ou superposicdo dos modos. Nesse método, o deslocamento da estrutura € descrito pela
combinacdo linear de fungdes bdsicas que representam os modos de vibragdo da estrutura.
Quando a frequéncia de excitacdo estd proxima de uma frequéncia de natural da estrutura, a
estrutura vibra de acordo com a forma modal daquela frequéncia natural (RAO, 2008).

Nesse trabalho, o modelo numérico da turbina edlica foi criado através da
formulacdo de energia de Euler-Lagrange baseado no modelo de Fitzgerald, Basu e Nielsen
(2013). A aproximacao modal foi usada para modelar a estrutura e reduzir o tempo da simulagcao
computacional. Assumindo que o carregamento externo nao excita os modos de vibracdo da
turbina nas frequéncias mais altas, o comportamento dindmico das pds foi descrito pelo
primeiro modo de vibracdo em cada dire¢ao (dentro e fora do plano).

As pés foram modeladas como vigas continuas de Euler-Bernoulli com dois graus
de liberdade (GDL) generalizados considerando os efeitos das forcas centrifuga e gravitacional
e 0 acoplamento das vibragdes edgewise e flapwise. Para focar o estudo no comportamento das
pds, a torre foi modelada como uma massa pontual na altura do rotor possuindo dois GDL
generalizados com rigidez e amortecimento. O rotor estd fixado a uma grande massa
representando as massas da torre, da nacele e do hub.

Os deslocamentos dentro e fora do plano de cada ponto ao longo da pa “i”, onde
i=1, 2 e 3,580 d; ;,(x,t) € d; oy (x, t) respectivamente e podem ser representados através da
aproximacao modal igual as seguintes expressoes:

dijin (%, 1) = Dy (%) * @n (0) (D
i oue (X, 1) = Bour () * G oue (1) (2)

Onde @;, (x) é a forma modal das vibra¢oes dentro do plano e @,,,;(x) é a forma
modal das vibragdoes fora do plano. Essas formas modais estdo normalizadas, assim, as
coordenadas generalizadas, q; i, (t) € q; oyt (t), representam os deslocamentos da ponta da pa

)
l

. A Figura 8 ilustra os 8 graus de liberdade do sistema sem controle, onde g, i () € Gy, oy (£)
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indicam o deslocamento da torre/nacele dentro e fora do plano. O vetor das coordenadas

generalizadas € organizado dessa forma:

T
{CI} = {Ch,in' QZ,in' Q3,inJ qn,inJ ql,outr q2,out,q3,out,qn,out}

Figura 8 - Modelagem da turbina
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Fonte: Fitzgerald, Basu e Nielsen (2013)

A formulagdo de energia de Euler-Lagrange foi usada para deduzir a equagao que
governa o movimento do modelo. Nessa formulagdo, os movimentos dos GDL s@o descritos
através do total de energia cinética, total de energia potencial e total de forcas ndao conservativas,
como forca de amortecimento ou forcas externas, em termos de coordenadas generalizadas. A

formulacdo de energia de Euler-Lagrange ¢ dada por:
d (0T oT oV
atG7) ~5g t5a = )

Onde T representa a energia cinética do sistema, V' a energia potencial e Q; € a forca
generalizada na coordenada generalizada q;. A expressdo da energia potencial esta apresentada
na Equacdo (4) e leva em conta a rigidez da estrutura e os efeitos das forcas gravitacional e

centrifuga na rigidez das pés.

3
1 L agi,in 2 adi,in 2 adi,in 2
V= E i_él j(; [Elm (%) (W) dx + N(x) (W) dx + G(x) (W) dx + Elout(x)

90, pur\” ad; pur\> Ad,; pur\> 4
: (—5;”) dx + N(x) - (—al;ut> dx + G(x) - (—al;ut) dx + 2El ;0 (x) )

a0; ; 00; 1 1
' ( a;m> (al—;ut> dx] + E kn,inqrzl,in + E kn,oth121,out
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Onde L representa o comprimento da pd, E € o médulo de elasticidade da p4, ky, ;,,
¢ arigidez da torre/nacele dentro do plano e k,, o, € a rigidez da torre/nacele fora plano. 6; ;,

€ 0; oy 530 as inclinac¢Oes de cada ponto da pa devido ao deslocamento, como ilustra a Equagio

(5).

0 _ adi,in
’ d0x (5)
adi,out
ei,out = dx

Devido a rotacdo, a forga centrifuga N e a gravitacional G influenciam na rigidez
da estrutura, tornando o sistema variante no tempo. Com a ocorréncia de pequenos
deslocamentos durante a rotacdo das pds, as componentes axiais, ao longo do comprimento,
provocam o aumento ou a diminui¢do da rigidez da estrutura dentro e fora do plano. A forca
centrifuga e a componente axial da forca gravitacional estdo descritas nas Equacdes (6) e (7).

A Figura 9 apresenta a forca da gravidade sobre a pd e as componentes axial e normal.

Figura 9 - Forga gravitacional sobre a pa

%idxg sin(y,)

u(x)dxglcos(y,

o

vV
u(x)dxg

Fonte: Fitzgerald, Basu e Nielsen (2013)

N(kx) =02 fL,u(x') cx' e dx' (6)

G(x) =—g-cos¥,;- fL,u(x’) dx' @)

Onde p(z) é densidade de massa linear da pd em rela¢do seu comprimento L, g é a

gravidade (considerada igual a 9,80665m/s?) e () representa a rotagdo do rotor, mantida

[13¢2]

contantes nesse estudo. O azimutal ¥; representa o angulo entre pd “i” e o eixo vertical
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orientado para cima como indicado nas Figura 8 e Figura 9. Seu valor para cada pa € calculado
através da equacao:
’¥’i=ﬂt+2?n(i—1) (8)

Na Equaciao (4), lin, lyyt € linoyw: representam os momentos de inércia e o produto
de inércia da drea da secdo transversal da pa nos eixos globais dentro e fora do plano. Esses
parametros sdo calculados através da Equacdo (9), onde efetua-se a transformacgdo dos
momentos de inércia dos eixos principais ( I, € Iy,;) para os eixos globais (I;, Iout € linout)
dentro e fora do plano. Isso é necessédrio devido a torcdo estrutural das pas em relacdo ao eixo
principal.

Ii*n (x) + I;ut(x) Ii*n(x) - Iz;ut(x)
+ co
2 2
Ii*n (x) + I;ut(x) _ Ii*n(x) - I;;ut(x)
2 2

Iin (x) — I;n (x) _Zlo*ut(x) sin 2,8

Simplificando a equac¢do da energia potencial:

Iin(x) = s2p

Tyt (x) = cos 28 9

3 3

1 , 1 , 3
V= Ez(keﬂ'n +kgm + kgrvi”)qi'i” + EZ(ke,out +kgoue + kgT.Out)qi.out + Z keQiinGiout
i=1 i=1 i=1 (10)

1
+ 2 kn,in %21,1'11 + 2 K, out @5 0ut
Onde ki, € kg oy s30 a rigidez das pas dentro e fora do plano e k. € a rigidez
eldstica do acoplamento entre as vibragoes edgewise € flapwise. kg in € Kg oy representam a
parcela da rigidez devido a forga centrifuga € kg, i, € Kgr o @ parcela da rigidez devido a forga

da gravidade.

A expressdo da energia cinética T do sistema é:
3. (L
1 R NV B
T = EZ M(X)Ul- dx + EMnQn,in + EMnQn,out (1 1)
i=1°0

Onde M,, € a soma das massas da torre, da nacele e do hub, ¢, ;;, € a velocidade
absoluta da torre/nacele no plano € ¢, o+ € a velocidade absoluta da torre/nacele fora do plano.
v; representa a velocidade absoluta da pa “i”. Devido ao movimento de rotagado, as pds foram
modeladas usando um vetor posi¢do, 1;, a partir do centro do rotor sem deslocamento em um
sistema de coordenadas rotacionais (i(t), j(t) e k(t)). A equagdo 12 ilustra o vetor posi¢do de

cada ponto ao longo da coordenada x da pa.

g} (X, t) = (X + qn,in sin lPi)i(t) + (Q)in (x)qi,in + qn,in cos lpi)j(t) + (Qout(x)qi,out + Qn,out)k(t) (12)
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Com a derivada do vetor posicdo, 17, em relacdo ao tempo obtém-se o vetor
velocidade v;. Substituindo as expressdes da energia potencial e cinética, Equagdes (10) e (11),
na Equacdo (3) de Euler-Lagrange encontra-se a equa¢do do movimento e as matrizes do
sistema.
[M©OHa} + [CON + KON} = {03 +{Qy) (13)

Onde [M(t)] é a matriz de massa, [C(t)] a matriz de amortecimento e [K(t)] a
matriz de rigidez que, devido a rotacdo, essas matrizes sdo variantes no tempo. Essas matrizes
e valores para o sistema sem controle estdo descritas no Apéndice A. Os termos {G}, {¢} e {q}
sdo os vetores aceleracdo, velocidade e deslocamento generalizados. O vetor do carregamento
aerodinAmico generalizado {Q} e o vetor do carregamento gravitacional generalizado {Q g} sao
calculados através do principio do trabalho virtual descrito mais a frente.

Antecipando o conhecimento das varidveis de saida do método BEM pode-se
demostrar a determinagdo do vetor do carregamento aerodinamico generalizado, Q. O método
BEM, com o conhecimento da velocidade do vento sobre o rotor, calcula o carregamento dentro
do plano sobre a pd na diregdo de rotagdo, p; r(x, t), e o carregamento fora do plano de rotagio
na dire¢do da velocidade do vento, p; y(x, t). O trabalho virtual total das forgas aerodindmicas
é:

3
Sw = Z(5Qi,inpi,in + 84 0ut Prout + 0GninPrin + 6n,0ut Prout) (15)

i=1

4 (Y352

Onde P;;, e P,y sdo as integrais das forgas aerodindmicas sobre a pd “i
considerando as formas modais € P, j,, € Py, ., S30 as integrais das forgas aerodindmicas sobre
a torre/nacele. A Equacgao (16) ilustra as formulas para o cédlculo desses parametros. Derivando
a equacdo do trabalho virtual total para cada coordenada generalizada obtém-se as forgas

aerodindmicas generalizadas, Q, como mostra a Equacéo (16).

L ow .
P = f pir(x, )P, (x)dx Quin =57 — = Pumi1 =123
0 ql,m
L ow .
Piout = f Pin (6, )@y (x) dx Qiout = T Pioue; 1 =1,2,3
o :
L sSw 3 (16)
Ppin = f pi,T(x: t)dx cos ¥ Qn,in =5 = Puin
0 SQn,in i=1
L 3
Pn,out :f pi,N(x; t)dx 0 _ ow _ p
0 n,out — 5qn,out - £ n,out
i=

Tt
1

Onde Q; i € Q; oy S30 as forgas aerodindmicas generalizadas da pa € Qnin €

Qn out sa0 as forgas generalizadas da torre/nacele.
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A carregamento gravitacional possui duas componentes atuantes sobre a pd, axial e
transversal, ilustrados na Figura 9. Como ja foi mencionado, a for¢a axial € a responsdvel pelo
efeito sobre a rigidez das pds, enquanto que a componente transversal ou normal ao
comprimento da pd causa o carregamento gravitacional dentro do plano sobre a estrutura. O

trabalho virtual total da forca gravitacional é:

3 L 3 L
dwy = Zf dGy D 6q;im + Zf dGy cos¥; 6qpin (17)
i=1"0 i=1°0

Onde dGy = u(x)dxg sin¥;. A equagdo do trabalho virtual (17) é derivada em
relacdo as coordenadas generalizadas para obter as forcas gravitacionais generalizadas, {Qg},

resultando em:

L

Sw, L
Oy = 5ot = [ 1O txg sin¥, = [ u@OW@x gsin,
84i,in 0 0

(18)

_ Swy
5qn,in

3 L
Qng = ZJ ux)dxg sinW;cos¥; =0
0

i=1
4.2 Modelo com controle passivo

No modelo com controle, absorvedores de massa sintonizada sio colocados a uma
distancia x0 do centro do rotor em cada pa e no topo da torre/nacele para reduzir as vibragdes

dentro do plano, adicionando 4 GDL. A Figura 10 mostra o posicionamento do AMS dentro da

7z

pa.

Figura 10 - Modelo de pd com AMS

Fonte: o Autor
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A aplicacdo intensa de absorvedores de massa sintonizada em controle de vibragoes
estruturais, impulsionou pesquisadores a buscar pela determinacdo dos parametros 6timos
(rigidez, amortecimento e massa) dos absorvedores para diferentes forcas de excitacdo
(CHUNG et al., 2013).

Em estruturas com elevado grau de amortecimento, a determinagdo de parametros
6timos € feita através de procedimentos numéricos e expressdes empiricas. Para estruturas sem
amortecimento ou levemente amortecidas, formulas explicitas podem ser utilizadas para
calcular parametros 6timos aproximados de forma rapida (GHOSH; BASU, 2007).

Os parametros Otimos dos absorvedores utilizados nessa pesquisa foram
determinados através das formulas explicitas de Den Hartog (1956), Equacdes (19) e (20),
desenvolvidas através da teoria do “ponto fixo” para absorvedores de massa sintonizada com
viscosidade linear inseridos em estruturas ndo amortecidas sob excitacdes harmodnicas. O
primeiro parametro a ser especificado € a massa do AMS através da razdo entre a massa do
absorvedor e a massa da estrutura, U, = Mgy /Mes:. Os outros parametros sdo calculados em
funcdo da razdo de massa. A Equacgdo (19) calcula a razdo das frequéncias naturais 6tima, f,; =
Wap [West, onde w, € a frequéncia natural do AMS e w,; é a frequéncia natural da estrutura

principal. Quando o absorvedor satisfaz essa equacao ele estd sintonizado a estrutura principal.

_ 1
1+ tye

for (19)

Com a frequéncia natural, w,,, € a massa, m,,, calcula-se a rigidez da mola do

AMS, kg, = w2, - mg,. A Equagdo (20) determina o fator de amortecimento 6timo do

_ 3ot
for = 80 + ey 20

Depois da determinacao da razdo 6tima de frequéncia e do fator de amortecimento

absorvedor, ;.

6timo, pode-se calcular o valor do amortecimento do AMS, ¢, = 2 * (o * Wap - Mgp-

Ap6s determinacdo dos parametros de cada um dos AMS, considerando os
absorvedores das pds iguais para balancear a estrutura, as matrizes do sistema podem ser
calculadas com a inclusdo das energias potencial e cinética dos absorvedores. A expressao da

energia potencial V para o sistema com adi¢do dos absorvedores fica:
3 3 3
2 1 2
V= E (ke,in + kg,in + kgr,in)qi,in + E (ke,out + kg,out + kgr,out)qi,out + chi,inqi,out

i=1 i=1 i=1

21

3
1,1 , 1 , 1
+ E kn,in qn,in + E kn,out An,out + Ez ka,p qa,i + E ka,n Qan

i=1
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Onde k,,, representa a rigidez do absorvedor da pd “i” e k, , representa a rigidez

do absorvedor da torre/nacele. Os termos q,; € q,, sdo coordenadas generalizadas que

[
1

representam o deslocamento relativo dos absorvedores em relagdo a linha de centro da pa “i” e
da torre/nacele, respectivamente. Com a adi¢do desses 4 GDL, o vetor das coordenadas

generalizadas fica com 12 GDL e é organizado dessa forma:

T
{CI} = {Ch,in' QZ,in' QS,inJ qn,inJ ql,outJ q2,out,q3,out,qn,out,qa,lr qa,Zr qa,3r Qa,n}
A expressdo da energia cinética T do sistema com adicdo dos AMS é:
3 3
1 L , 1, 1 1 , 1 _ 2
T = EZ M(x)vi dx + Eann,in + Eann,out + EZ Mg pVa,i + Ema,n(qa,n + qn,in)
i=1"0 i=1 (22)
+ E Man (7121,0ut
Onde m,, € a massa dos absorvedores das pds e m,,, € a massa do absorvedor da
torre/nacele. A velocidade absoluta dos absorvedores das pas, v, ;, € obtida derivando o vetor
posi¢do 7, ; dos AMS em relagdo ao tempo. 1, ; € definido no mesmo sistema de coordenadas
rotacionais da pd e descrito como:
Ta,i(t) = (XO + An,in sin qli)i(t) + (Qin (xo)qi,in + Qn,in COS l'UL' + qa,i)j(t)
+ (Q)out (xo)qi,out + qn,out)k(t)

O termo x0 € a posi¢cao dos absorvedores ao longo do comprimento da pd como

(23)

ilustra a Figura 10.
Com as expressoes (21) e (22), a equagcdo de Euler-Lagrange, Equacgdo (2), é
desenvolvida para obter as matrizes do sistema na equa¢ao do movimento, Equacao (24).
MG} + [C®1{g} + [K®{a} = {3 +{Q,} (24)
As matrizes [M(t)], [C(t)] e [K(t)] sdo variantes no tempo € os vetores {Q} e {Qg}
sdo ampliados para incluirem os GDL dos dispositivos de controle. Essas matrizes para o

sistema com os AMS estao descritas no Apéndice B.
4.3 Modelo com controle ativo

O modelo com controle ativo utiliza as mesmas matrizes [M(t)], [C(t)] e [K(t)] e
os vetores {Q} e {Qg} do sistema com controle passivo. Os absorvedores de massa sintonizada
ativa (AMSA), modelados nesse estudo, possuem os mesmos parametros definidos no controle
passivo através das Equacdes (19) e (20). Atuadores ativos foram adicionados aos absorvedores
para promover a aplicacdo continua das forcas de controle. A Figura 11 demonstra a inclusao

dos atuadores aos AMSA no interior das pas. As forcas de controle sdo calculadas de acordo
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com a estratégia do regulador linear quadrético (LQR) que proporciona o controle 6timo para

sistemas lineares e invariantes no tempo.

Figura 11 - Inclusdo do atuador no AMS

Fonte: o Autor

O vetor {U,} representa as forcas aplicadas ao sistema pelos atuadores e estd

definido na Equagao (25).
Wa} =13 (25)

Onde u,; sdo as forcas nos atuadores das pds e u,, € a forca no atuador da torre. A
equacdo do movimento para o sistema de controle ativo tem a inclusdo das forcas de controle,
como ilustra a equacio:

[M(©I{G} + [CONg} + KO} = {Q} +{Qg} + (Un} (26)

Onde {U,,} € o vetor das forcas de controle generalizadas, obtido através do
principio do trabalho virtual usando as forgas do vetor {U,}. O trabalho virtual das forgas de

controle é:

3 3

5Wg = Z (Sqa,i + Sqi,in Q)in (XO)) Ug + z Sqi,inwin (xo)uai + (SQa,n + SQn,in)uan + é“171,1‘11“:171 (27)
i=1

i=1
Derivando a Equacdo (27) em relacdo as coordenadas generalizadas obtém-se o
vetor {U,, } dado pela equagao:
{Um} = [Ic]{Ua} (28)

Onde [I,] é a matriz de influéncia do controle dada por:
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] = (29)

(=N N eleNoNeNoNoNoNeNe]
P OO OO0 OOOOoOOo
- OO0 OO0 OO0 OO0 Oo

SCocooroOoOoOocOOCOO

o
o
_

Para desenvolver o controle e obter o vetor {U,} é necessério representar a equagao
do movimento do sistema no espago de estados da seguinte forma:
@) = [AH@} + (@} +{Q} + [BIU) (30)
{a}

Onde: {gq}= { {il}} é o vetor da varidvel de estado;

[A] — 012x12 112x12

o —, .| € a matriz de estado;
-M~—K —-M~'C

_ 012, .
{0} = { M1_211Q} € o vetor forca aerodindmica no espacgo de estado;

_ 012
{Qg} = { M_lzl ég} € o vetor forga gravitacional no espago de estado;

_ 012x4
[B] = M1,

¢ a matriz de entrada.

Um conceito muito importante na andlise do controle é a controlabilidade do
sistema que estd relacionado com a existéncia de uma lei de controle factivel. Um sistema &
dito controlavel se for possivel transferir cada varidvel de estado de um ponto inicial qualquer
para um ponto final qualquer durante um intervalo de tempo através da aplicacdo de um vetor
de controle (OGATA, 2010).

Definindo a matriz de controlabiliade do sistema igual a:

[M=[B AB A?B .. A?"1B] (31)

Onde A € a matriz de estado, n X n, e B é a matriz de entrada, n x m.

O sistema A e B € dito controldvel se o posto da matriz de controlabilidade for igual
an (OGATA, 2010).

O regulador linear quadratico (linear quadratic regulator -LQR) € um controle com
realimentacdo de estado que depende do conhecimento de todas as varidveis de estados para

fornecer a for¢a 6tima com custo minimo em um sistema linear e invariante no tempo. Nessa

pesquisa, foi considerado que todas as varidveis de estado do sistema, {G}, sdo conhecidas e
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foram usadas pelo controle com realimentacao para calcular a for¢a necessdria através da lei de
controle:
{Ua} = [G]{q} (32)
Onde [G] é a matriz de ganho 6timo definida através da minimizagio do indice de

desempenho J:
tf
] = f (@Y [Quor[{@} + (Ua} [Ruor] (U3 dt (33)

Onde [QLQ R] e [R LQ R] sdo matrizes de ponderacdo do controle LQR que definem a
importancia relativa do erro e do custo energético, respectivamente. Assim valores elevados
para [QLQ R] representam uma maior preocupacdo com a diminui¢do das variagdes do sistema,
enquanto que valores altos para [RLQR] representam limitagdes das forcas de controle para
diminuir o custo energético (OGATA, 2010).

O controle é muito sensivel a variacdo dessas matrizes. Para determiné-las, foram
realizados testes com [QLQR] = Iy4x04 © [RLQR] = PLoR * l24x4, variando o pardmetro p,og até
atingir uma resposta satisfatéria com uma forca de controle dentro dos limites. A minimizacao
do indice de desempenho J e a determinacdo da matriz de ganho 6timo foram realizadas através
da equacdo matricial de Riccati, usando o comando [G] = lqr([A],[B], [QLQR], [RLQR]) do
MATLAB.

Staino, Basu e Nielsen (2012) verificaram a performance do controle LQR
calculado através de dois métodos para um modelo de turbina edlica considerando apenas o
movimento dentro do plano. Para tornar o sistema invariante no tempo e possibilitar a aplicacao
do método LQR, foi usado como primeiro método a transformagao do sistema de coordenadas
rotacionais em um sistema de coordenadas nio rotacionais e como segundo método a utilizagao
das matrizes no instante inicial (¢ = 0). Nos seus resultados, ndo observaram diferencas
significativas entre os dois métodos. Nesse trabalho, foi testada a hipdtese de aplicacdo do
controle LQR considerando as matrizes do sistema no instante ¢ = 0 para adequar os modelos

aos requisitos do controle.



36

5 FORCAS AERODINAMICAS

O carregamento aerodindmico foi gerado através de um campo de velocidade do
vento variante no tempo para considerar o efeito da amostra rotacional sobre as pas da turbina.
A velocidade do vento foi calculada para vdrios pontos no espaco considerando a variacdo
temporal em cada ponto baseado em uma média mais uma funcao de flutuagcdo. Para calcular
forcas aerodindmicas mais realistas, as propriedades dos aerofélios das pas foram consideradas
através da teoria do momento do elemento da pd (BEM) incluindo a interacdo aeroeldstica

através de modificagdes para considerar o amortecimento aerodindmico sobre a estrutura.

5.1 Campo de velocidade do vento

A velocidade do vento sobre o rotor varia no tempo e no espago em todas as direcoes
devido as flutuacdes da atmosfera. Para diminuir os célculos e simplificar o problema,
considerou-se a velocidade resultante do vento sempre normal ao rotor. Um exemplo da
distribui¢ao dos pontos fixos no espaco para criar o campo de velocidade do vendo no plano do

rotor estd ilustrado na Figura 12.

Figura 12 - Distribui¢do dos pontos fixos no plano do rotor
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Fonte: o Autor

A velocidade do vento em cada ponto, definida pelo vetor {V (t)}, pode ser dividida
em duas componentes, média, {v,,}, e flutuante ou aleatéria, {vf(t)}. A componente média

considera o efeito da camada limite atmosférica, enquanto que a componente flutuante leva em

conta as variacdes em curtos intervalos de tempo provocada por rajadas de vento por exemplo.
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Assim, pode-se expressar o vetor velocidade, contendo a velocidade do vento em cada ponto
fixo, através da equagdo:
W)} = v} + {0} (34)
O perfil da velocidade média do vento foi modelado através da lei de poténcia, dada

por:
x cis
0 () = v ) () (35)
xT
Onde v,,(x) é a velocidade média do vento na altura x e x,. € a altura do centro do
rotor, onde a velocidade média v,,(x,.) é conhecida. O termo cis € o parametro que indica a
proporcao de cisalhamento e, nesse trabalho, foi considerado o padrdo da IEC para turbinas

onshore, cis = 0,2 (BURTON et al., 2011; JONKMAN, 2014). A Figura 13 apresenta o perfil
definido pela Equacgao (35).

Figura 13 - Perfil de velocidade do vento definido pela lei de poténcia

Vo (x)

Fonte: Hansen (2008)

A componente flutuante leva em conta as variacdes temporal e espacial da
velocidade do vento. Para incluir essas variacdes no cdlculo do campo de velocidade de vento,
foram usadas a funcio de densidade espectral de poténcia e a funcdo de coeréncia espacial de
acordo com o algoritmo proposto por Hansen (2008) do método de Veers (1988).

A func¢do de densidade espectral de poténcia indica a distribui¢do de energia contida
em cada frequéncia harmoOnica. No presente trabalho, foi utilizado o modelo de espectro de
poténcia de Kaimal especificado pela IEC 61400-1 (3ed) apresentado por Jonkman (2014),
conforme a Equagao (36).

407 L, /vy (xy)

(1 +6fL,/v,(x,))5/3 (36)

Sz(f) =
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Onde S,(f) € a densidade espectral da componente longitudinal, z, na frequéncia f;
f é frequéncia em Hz; L, é o parAmetro de escala dado por L, = 8,10 - (0,7 - min(60,x,)); g, é
o desvio padrdo da velocidade da componente longitudinal; e v,,(x,) é a velocidade média do
vento na altura do rotor, x,..

O desvio padrao, og,, é calculado através da equacao:

_ Jp
- 100 m(xr) (37)

Onde Iy, indica intensidade da flutuagdo em porcentagem, sendo selecionada de

Oz

acordo com a necessidade da simulacao.

Cada ponto possui o espectro de poténcia calculado pela Equacdo (36). No entanto,
esses pontos no espago ndao sao independentes entre si. A velocidade em cada ponto €
influenciada pelas velocidades nos outros pontos. Essa influéncia estd relacionada com a
frequéncia harmonica e a distancia entre os pontos. Nesse trabalho, essa interdependéncia dos
pontos no espago ¢ adicionada através da fungdo de coeréncia espacial da IEC 61400-1 (3ed)
apresentada por Jonkman (2014), conforme a equacgio:

<—az (%)2+(bza)2> (38)
Cth,ij(f) =e

Onde Coh,;;(f) € a coeréncia entre os pontos i e j na dire¢do longitudinal, z, na

frequéncia f; f € a frequéncia em HZ; d € a distancia entre os pontos i e J; a, é o decremento

de coeréncia dado por a, =12; b, é o parametro de offset dado por b, =0,12/ (5,67 .
min(60,xr)); e v, (x,) € a velocidade média do vento na altura do rotor, x,..

Para obter o espectro de poténcia do vento para pontos especificados, incluindo a

coeréncia espacial entre todos os pontos, utiliza-se a equacao:

Sij(f) = Cohy;(f) ’Sii(f) -8 (F) (39)

Onde S;; € o espetro de poténcia do vento e Coh,;; € a coeréncia espacial entre os
pontos i e j.

A aplicacdo da transformada de Fourier inversa no espectro de poténcia do vento
resulta em uma série temporal contendo a componente flutuante da velocidade do vento.

Assim, a componente flutuante foi calculada com as contribuicdes de cada
frequéncia harmodnica e de cada ponto, utilizando os espectros de poténcia do vento obtidos
pela Equagdo (39) para definir a amplitude das contribui¢des. De acordo com Shinozuka e Jan
(1972), a componente flutuante faz parte de um processo aleatorio com média zero. Sendo

assim, nesse trabalho, a série temporal da componente flutuante da velocidade do vento foi
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obtida através da transformada de Fourier inversa aplicada aos espectros de poténcia do vento
com angulos de fase aleatérios, como expressa a Equacdo (40). A velocidade total em cada
ponto € obtida somando-se a componente média com a componente aleatéria de acordo com a

equagao (38).

vy} = Z\/Z “Af - [H]*cos(2 1 fr - t +{@n}) (40)

Onde {vf (£)} é o vetor contendo a componente flutuante da velocidade do vento de
todos os pontos fixo; N é o nimero total de frequéncias; Af € o incremento da frequéncia em
Hz; f, é a frequéncia em Hz; [H] é uma matriz triangular inferior obtida através da
decomposi¢io da matriz S; e {¢,} é o vetor com os angulos de fase aleatdrios entre 0 e 27.

Devido a fun¢do de coeréncia espacial e a utilizacdo de muito pontos, a série
temporal da velocidade do vento que incide sobre pa rotacionando € diferente da série temporal
de um ponto fixo no espagco. A série temporal para um ponto rotacionando é chamada de
amostra rotacional e € obtida através da interpolacdo espacial dos pontos fixos. A Figura 14
mostra a diferenca no espectro de poténcia do vento considerando um ponto fixo no espago e

um ponto rotacionando, onde fo € frequéncia de rotacao do rotor.

Figura 14 - Comparagdo entre os espectros de poténcia

0.7 v ™ T T T 5 -T T
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ffo

Fonte: Adaptado de Hansen (2008)

O espectro de poténcia do vento para um ponto rotacionando apresenta picos nas

frequéncias multiplas da frequéncia de rotacdo do rotor (HANSEN, 2008; VEERS, 1988). Esse
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efeito da amostra rotacional sobre as pas € o responsdvel pelas grandes amplitudes de vibracdo

que contribuem para a fadiga estrutural das pas e, por isso, foram considerados nesse estudo.
5.2 Método BEM

O método BEM cléssico se originou de duas teorias diferentes: teoria do momento
e teoria do elemento da pa. Na teoria do momento as forcas sobre as pds sdo analisadas através
da conservacdo do momento linear e angular dentro do volume de controle. Ja na teoria do
elemento, a pa € dividida em varios elementos e as for¢as sdo analisadas em cada um em funcao
da geometria do perfil e as condi¢des do fluxo local no elemento da pi (MANWELL;
MCGOWAN; ROGERS, 2009).

Na teoria do momento do elemento de pd, o rotor € dividido em vérias areas
anulares e considera-se que a pressao ou momento do fluxo em uma drea anular s6 varia pela
acdo do elemento que varre essa drea, ndo existindo, portanto, fluxo radial entre as dreas
anulares. A juncdo dos dois métodos no método BEM gera um processo iterativo para
determinar os fatores de inducdo e as forcas aerodinamicas considerando o fluxo local e as

propriedades bidimensionais do perfil (BURTON et al., 2011).

Figura 15 - Velocidades e angulos locais no elemento

Qr(1+a) + Ve-ip
-

B
¢ A U(l-a)+Vew

Vytoml

Fonte: Adaptado de Burton er al. (2011)

A Figura 15 apresenta os parametros que definem as condigdes do fluxo local sobre
o perfil de um elemento. U,(1 — a) representa a velocidade relativa axial, onde U, € a

velocidade do vento sobre cada elemento e a representa a interferéncia que a presenga do rotor
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gera sobre o escoamento do vento, sendo denominado fator de inducdo de fluxo axial.
Qr(1 + a;) é a velocidade relativa tangencial, onde Q € a velocidade de rotagdo do rotor, r é a
distancia do elemento ao centro do rotor (raio do elemento) e a; € o fator de inducdo de fluxo
tangencial que representa a influéncia da rotacdo da esteira.

A velocidade relativa total sobre o elemento da pd sem incluir o efeito do

amortecimento aerodindmico foi calculada através da equagao:

Vyer = J(Uo(l —) + (r( +a)’ (41a)
Para levar em conta o amortecimento aerodindmico, foi considerado o efeito do
acoplamento entre a dindmica da estrutura e a forca aerodindmica, incluindo nos célculos as
velocidades do elemento devido a deflexdo da pd dentro e fora do plano, ve_;, € Ve—pp. Com
essa interacdo, a forca aerodindmica € dependente da velocidade da estrutura e a resposta
dindmica da estrutura é dependente da forca aerodindmica. Assim, para chegar a um valor final,
foram necessdarias vdrias iteragdes até atingir a convergéncia. A velocidade relativa total sobre

o elemento da pa considerando o amortecimento foi calculada através da Equacao (41b) retirada

de Moriarty e Hansen (2005).

Voo, = \/(Uo(l @) +Vegp) +(Qr(1+a) +v,y) (41b)
O angulo de escoamento, @, representa o angulo entre a velocidade relativa e o

plano de rotacdo do rotor como indicado na Figura 15. A Equacdo (42a) foi usada para calcular

o angulo de escoamento sem a inclusdo do amortecimento aerodindmico.

Uo(l - a) )

Qr(1+a,) (422)

@ = tan~! (

J4 a Equacdo (42b) retirada de Moriarty e Hansen (2005) foi usada para calcular o

angulo de escoamento considerando o efeito do amortecimento aerodinamico.

Uy(1=a) + ve_pp
Qr(1+a,) + ve_yy

0= t( (42b)

Na Figura 15, 6 € o angulo de torcdo do elemento. Devido a otimizacdo da
geometria da pd, ela é projetada, geralmente, com um angulo de tor¢do maior na raiz que
diminui até zerar na ponta da pa. O angulo de ataque corresponde ao angulo entre a velocidade
relativa e a linha de corda e € calculado através da equacdo:

a=0—0 (43)

Os coeficientes de sustentacdo e arrasto, C; e C,; foram determinados através de

tabelas contendo essas propriedades para cada aerofdlio usado na geometria da pd. Esses

coeficientes sdo as caracteristicas aerodindmicas préprias do perfil do elemento indicando a
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eficiéncia do aerof6lio em gerar forca de sustentacdo e de arrasto. Com os valores C; e C,4, as
forcas de sustentacdo e de arrasto sdo dadas por:
1
L= EerzelCCl (44)
Lo 45
D= EerelCCd ( )

Onde p € a densidade do ar (considerado igual a 1,225 kg/m3), ¢ € corda do perfil

do elemento.

Figura 16 - Forgas locais no elemento

Lcos ¢ + Dsing

1\
‘¢\.L

™~ Lsing —D cos ¢
Fonte: Burton ef al. (2011)

A Figura 16 ilustra a direcdo dessas forgas locais no elemento e a projecdo delas
nos planos normal e tangencial ao rotor utilizando o angulo de escoamento. As for¢cas normal e

tangencial ao plano do rotor sdo dadas por:
1
P = 5PV2iCC, (46)

b= 5pVRiCC (47)
Onde C,, e C; sdo os coeficientes normal e tangencial calculados com os valores dos
coeficientes de sustentacdo e de arrasto através das equacgdes:
C,= Ccos@+C,sin® (48)
C, = C;sin®—Cycos® (49)
O método BEM possui algumas limitagdes devido as consideracdes feitas no
desenvolvimento da teoria. Para transpor essas limitacdes e ser capaz de representar de forma
mais realista as forcas aerodinamicas, precisa-se aplicar conceitos adicionais a teoria BEM. As

correcoes de perda de ponta e de raiz sdo usadas para levar em conta a fuga do fluxo de ar na
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ponta e na raiz da p4d ndo considerado pela teoria. Nessa pesquisa, sdo usadas as equacdes

proposta por Prandtl para atender a essas corre¢des e condensadas na equagao:

2 _(B:(R-1) 2 _(B-(r—Rpup)
F,= —cos™! (e (ZTSi“Q’))-—cos‘1 (e (ZRhubSinQ’)) (50)
s s

D

Onde B ¢é quantidade de pds no rotor, R € o raio na ponta da pa e Ry, € o raio do
cubo (hub).

O método BEM utiliza um processo iterativo para encontrar os fatores de inducao
e as forcas aerodindmicas. Esse processo estd descrito mais adiante no algoritmo proposto por
Hansen (2008). Os fatores de inducdo sdo recalculados a cada iteracdo até que o erro entre os
dois dltimos valores seja menor que a tolerancia predefinida. A equagdo para o cdlculo do fator
de inducdo axial é:

1

=4%:?2®+1 (51)

a

Onde:

cB
" 27°r

(52)

Os

O fator de indugao tangencial é dado por:

_ 1

~ 4F,sin@cos @
05Cy B

‘ L (53)

Outra limitacdo da teoria BEM ocorre quando o fator de inducdo axial se torna
maior que 0,4, pois a teoria desenvolvida ndo € capaz de descrever o comportamento do
escoamento. Para incluir essas condigdes ao método serd usada a corre¢do de Glauert

modificada por Buhl Jr. (2005) através da equacao:

1&;—20—3JCA50—36@)+1mqy;—4)
36F, — 50

(54)

a =

Essa relacdo empirica € diferente das equacgdes apresentadas por outros autores, mas
foi necessdria para eliminar instabilidades numéricas durante as simulacdes. O método BEM
leva em conta condicdes estdveis para o cdlculo das for¢as aerodinamicas. Nesse estudo, ele foi
aplicado considerando condicdes quase estaticas, onde as variacdes no angulo de ataque sdo
percebidas instantaneamente nas forcas aerodinamicas.

Algoritmo do método BEM proposto por Hansen (2008) modificado para
considerar a dindmica da estrutura foi usado para calcular as forcas aerodindmicas em cada
elemento da p4, fornecendo ao final do calculo o carregamento normal e tangencial sobre a

pa, p; v (x, t) e p; r(x,t). O fluxograma do algoritmo estd ilustrado na Figura 17.



Figura 17 - Fluxograma do método BEM

Fonte: o Autor
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6 RESULTADOS E DISCUSSAO

O modelo de turbina edlica e os sistemas de controle de vibracdes foram
implementados no software MATLAB. As caracteristicas da turbina edlica de SMW do
National Renewable Energy Laboratory (NREL) disponivel no relatério técnico de Jonkman et
al. (2009) foram usadas para avaliar o modelo matematico de aerogerador desenvolvido nessa
pesquisa. A Tabela 1 mostra os detalhes da turbina de referéncia e o Anexo A contém as
propriedades estruturais e aerodinamicas usadas na implementacao do modelo. As propriedades

aerodinamicas dos perfis podem ser consultadas no relatério de Jonkman et al. (2009). As pés

foram modeladas com o comprimento de 61,5m e 8 aerofélios diferentes.

Tabela 1 - Caracteristicas da turbina de referéncia
Poténcia Nominal

Orientacdo, configuracdo do rotor

Diametro do rotor, do hub

Altura do hub

Velocidade do vento: limite inferior, nominal, limite superior

Rotacdo do rotor: limite inferior, nominal

SMWwW

Upwind; 3 pas

129m, 3m

90m

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

Massa do rotor 110 000kg
Massa da nacele 240 000kg
Comprimento da pa 61,5m
Massa integral total da pa 17 740kg
Fator de amortecimento estrutural da pa (todos os modos) 0,477465%
Altura da torre 87,6m
Massa integral total da torre 347 460kg
Fator de amortecimento estrutural da torre (todos os modos) 1%

Fonte: o Autor

As primeiras formas modais da pa de referéncia de SMW da NREL dentro e fora

do plano, dadas pelas Equagdes (55) e (56), estdo expressas em polindmios de sexta ordem

normalizados, retiradas do relatdrio técnico de Jonkman et al. (2009). A Figura 18 apresenta a

forma modal em cada direcdo.

0, (X) = 0,3627x% + 2,5337x% — 3,5772x* + 2,3760x> — 0,6952%° (55)

e (®) = 0,0622%2 + 1,7254%3 — 3,2452%% + 4,7131%5 — 2,2555%6 (56)

Onde x = x/L.
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Figura 18 - Formas modais da pa
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Fonte: o Autor

A torre foi modelada com uma massa pontual na altura do rotor com dois GDL,
dentro e fora do plano. Os valores de massa, amortecimento e rigidez das pas e do conjunto
torre nacele estdo no Apéndice A, juntamente com as matrizes desenvolvidas. As simulagdes
dos modelos foram realizadas através da funcio ODE45 do MATLAB utilizando as equacdes
de movimento (13) e (24). Para a convergéncia da simulagdo, existe uma repeti¢ao dos célculos
devido a interagcao entre as forg¢as aerodinamicas calculadas pelo método BEM e as respostas
dinamicas do modelo obtidas pela fungdo ODE45.

Os resultados encontram-se apresentados da seguinte forma. O primeiro resultado
consiste na validagao do modelo proposto através da andlise de frequéncia e da comparacdo da
resposta dinamica com modelos ja estabelecidos. Depois € apresentada a comparacdo do
comportamento dindmico do sistema sem controle com e sem amortecimento aerodinamico.
Em seguida, verifica-se o desempenho do controle passivo em relagdo ao sistema sem controle,
analisando também a influéncia do amortecimento aerodinidmico. Como ultimo resultado, o
desempenho do controle ativo é comparado com a performance do controle passivo, também

analisando a influéncia do amortecimento acrodinidmico sobre o controle.

6.1 Validacao do modelo

A validacdo do comportamento dindmico das pds do modelo desenvolvido foi
realizada em duas etapas. Na primeira, foram comparadas as frequéncias naturais das pas e do
conjunto torre/nacele. Na segunda etapa, foi utilizado o simulador aeroeldstico da NREL, FAST

(JONKMAN; BUHL JR., 2005), para produzir a resposta dinimica da pa sob vento estavel e
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comparar com o comportamento dinimico da pd do modelo desenvolvido sob as mesmas
condicoes.

As frequéncias naturais foram obtidas através da andlise dos autovalores da razdo
entre as matrizes de rigidez e de massa do sistema sem controle considerando o rotor parado,
QA=0, emt =0. As frequéncias da turbina de SMW da NREL foram determinadas nas
mesmas condi¢des considerando o sistema completo, com mais GDL (JONKMAN et al., 2009).
A Tabela 2 apresenta os valores obtidos para o modelo de turbina onshore desenvolvido e para

o aerogerador de SMW do National Renewable Energy Laboratory.

Tabela 2 - Frequéncias naturais do modelo desenvolvido e do modelo de referéncia

Pa Torre
Modelo Dentro do plano Fora do plano Dentro do plano Fora do plano
NREL 1,083 0,667 0,312 0,324
Desenvolvido 1,093 0,687 0,312 0,323

Fonte: o Autor

A frequéncia da pa dentro do plano no modelo criado € 0,9% maior e a frequéncia
da pé fora do plano € 3,0% maior. Ja as frequéncias da torre dentro e fora do plano sdo
semelhantes ao modelo de referéncia. Com isso, o modelo desenvolvido possui as frequéncias
naturais proximas da turbina de referéncia da NREL, indicando a boa representatividade em
frequéncia do modelo criado.

Na segunda etapa, o modelo desenvolvido foi simulado com rotacdo constante de
12,1 rpm e com vento estdvel com velocidade média de 12 m/s a 90 m de altura variando
somente na altura através da lei de poténcia (35). A reposta dindmica do sistema foi comparada
com os resultados obtidos no programa FAST da NREL, considerando as mesmas condi¢des e
propriedades. O programa FAST considera o efeito do amortecimento aerodinimico e,
portanto, 0 modelo também foi simulado com a inclusdo desse efeito. O tempo de simulacao
foi de 200s e os resultados podem ser observados através das Figuras 19 e 20.

A Figura 19 apresenta o deslocamento da ponta da pa dentro do plano dos dois
modelos: FAST e modelo desenvolvido. Ja o deslocamento da ponta da pa fora do plano é
apresentado na Figura 20. Para uma melhor observagdo da resposta estrutural, foi aplicado um

zoom no intervalo 100-150s nos resultados.
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Figura 19 - Deslocamento da ponta da pa dentro do plano de rota¢do sob vento estavel
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Fonte: o Autor

Na reposta dinamica da ponta da pd dentro do plano, indicado na Figura 19,

percebe-se uma perfeita concordancia entre os modelos.

Figura 20 - Deslocamento da ponta da p4 fora do plano sob vento estdvel
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Fonte: O Autor

Ja observando a Figura 20, nota-se uma pequena diferencga entre os dois modelos
na amplitude de deslocamento da ponta da pa fora do plano. Essa diferenca € de 4% na

amplitude maxima, sendo um valor aceitdvel pra a quantidade de consideragdes feitas no
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modelo desenvolvido. Com esses resultados, o modelo de turbina edlica e o0 método BEM
quase-estdtico propostos nesse trabalho sdao considerados validados, representando o
comportamento dindmico da pa dentro e fora do plano com precisdo aceitdvel em comparagao

com o modelo turbina de SMW da NREL.

6.2 Resposta do modelo sem controle

Para a verificacdo da resposta dindmica da pd com e sem o amortecimento
aerodinamico, foram realizadas simulacdes considerando a rotagdo constante de 12,1 rpm e
vento aleatério com média de 15m/s a 90m de altura e intensidade de flutuagao de 20%. Como
mencionado anteriormente, a inclusdo do amortecimento aerodindmico acontece através do
acréscimo das velocidades da estrutura no célculo da for¢a aerodinamica pelo método BEM. A
Figura 21 ilustra a resposta dindmica da pa dentro do plano de rotagdo incluindo e ndo incluindo
o amortecimento aerodinamico. J4 a Figura 22 mostra a reposta dinamica da p4 fora do plano e

com zoom no intervalo 200-300s.

Figura 21 - Resposta dindmica do sistema sem controle dentro do plano de rotagio
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Figura 22 - Resposta dinamica do sistema sem controle fora do plano
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A Tabela 3 possui os valores de pico, pico a pico e RMS dos deslocamentos da

ponta da pd dentro e fora do plano de rotacdo com e sem amortecimento aerodindmico.

Tabela 3 - Valores pico, pico a pico e RMS da resposta do sistema sem controle

Modelo/Amortecimento | Pico (m) Pico a Pico (m) RMS (m)
Dentro do plano / Sem | 2,285 3,570 0,799
amortecimento

Dentro do plano / Com | 1,482 1,733 0,711
amortecimento

Fora do plano / Sem | 18,264 27,304 6,255
Amortecimento

Fora do plano / Com | 7,601 5,312 5,330
amortecimento

Fonte: o Autor

Através das Figuras 21 e 22 observa-se redugdes significativas nos deslocamentos

da pa dentro e fora do plano com a inclusdo do amortecimento aerodindmico. Com a Tabela 3

pode-se quantificar em porcentagem as redugdes observadas. Com a inclusdo do amortecimento

aerodinamico o pico maximo do deslocamento da pa dentro do plano diminuiu em 35,13% e

fora do plano teve uma reducdo de 58,38%. A distancia pico a pico dentro do plano reduziu em

51,45% enquanto que fora do plano a reducdo foi de 80,54%. O valor RMS (root mean square)

que representa o valor efetivo do deslocamento diminuiu em 10,92% dentro do plano e em
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14,78% fora do plano. Outra forma de verificar essa reduc@o nas vibracdes dentro e fora do
plano € através da aplicacdo da transformada répida de Fourier (fast Fourier transform — FFT)
na resposta dinamica da pa indicando as frequéncias que promovem maiores excitagdes a
estrutura.

A Figura 23 apresenta a FFT do deslocamento dentro do plano sem e com
amortecimento aerodindmico, onde pode-se observar uma leve reducdo em torno da frequéncia
da pa dentro do plano, 1,105Hz (ponto 3). Outra observagdao sobre a Figura 23 é que a
frequéncia, induzida pelas vibragdes fora do plano e representada pelo ponto 2 (0,737Hz),
possui grande influéncia sobre o movimento no plano de rotagdo quando nio considerado o
amortecimento aerodindmico. Isso acontece devido ao acoplamento das vibracdes edgewise e
flapwise como mencionado na introducdo. Nota-se também que ocorrem maiores redugdes
nessa faixa de frequéncia com a inclusao do amortecimento, indicando um maior
amortecimento no movimento fora do plano. O ponto 1 na Figura 23 representa a frequéncia de

rotacdo das pés, 0,2Hz.

Figura 23 - FFT da resposta do sistema sem controle dentro do plano
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Fonte: O Autor

Ja a Figura 24 mostra a FFT do deslocamento da pa fora do plano de rotacao
incluindo e ndo incluindo o amortecimento aerodinamico. Novamente observa-se a grande
reducdo da magnitude de vibragdo proximo a frequéncia natural da p4 fora do plano (ponto 2)

com a inclusdo do amortecimento aerodinamico. A Figura 24 também mostra que, ao contrario
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das vibracdes no plano de rotacdo, o movimento fora do plano ndo possui grande influéncia do

acoplamento com o movimento dentro do plano.

Figura 24 - FFT da resposta do sistema sem controle fora do plano
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Fonte: O Autor

Dessa forma, apesar das simplificagdes do modelo e do método BEM, observa-se
uma maior reducao da vibragdo fora do plano como mencionado por Hansen (2007) e Thomsen
et al. (2000). Verifica-se também que, com a forte influéncia do movimento fora do plano, o
estudo do controle de vibracdes dentro do plano ndo estaria completo sem a inclusao do

acoplamento entre os movimentos.

6.3 Resposta do modelo com controle passivo

Os AMS adicionados as pds e a torre/nacele possuem a razdo de massa igual a 3%
e foram sintonizados com a primeira frequéncia natural da pa e da torre/nacele dentro do plano
de rotacdo considerando a pd rotacionando com velocidade constante de 12,1rpm. As
frequéncias naturais do sistema rotacionando foram obtidas através da andlise dos autovalores
da razdo entre as matrizes de rigidez e de massa do sistema sem controle em ¢t = 0. Foram
encontradas as frequéncias de 1,1046 Hz para a pa no plano e de 0,3117 Hz para a torre/nacele
no plano. Os AMS estdo localizados a 50m do centro do rotor na dire¢do do comprimento da

pa e a amplitude maxima do deslocamento do absorvedor dentro da pa € igual a 80% da metade
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da corda do perfil. A Tabela 4 mostra os valores dos parametros dos AMS das pds e da

torre/nacele.

Tabela 4 - Parametros dos AMS

Descricao Valor

Massa 42,4677 kg

Rigidez 1,93.103 N/m
AMS da Pa Amortecimento 58,07 N.s/m

Posicao 50 m

Amplitude Mdxima 1,07 m

Massa 2,09.10* kg

AMS da

Rigidez 7,56.10* N/m
torre/nacele

Amortecimento 8,07.103 N.s/m

Fonte: o Autor

O modelo com controle passivo foi testado nas mesmas condi¢des que o sistema
sem controle, com rotacdo constante de 12,1 rpm e vento aleatério com média de 15m/s a 90m
de altura e intensidade de flutuagao de 20%. A partir desse item, o foco do trabalho € o
comportamento dindmico da pa dentro do plano para verificar a influéncia do amortecimento
aerodinamico sobre o controle de vibragdes no plano de rotacdo. A Figura 25 ilustra o
deslocamento da pd do modelo sem controle e com controle passivo sem incluir o

amortecimento aerodinamico.

Figura 25 - Resposta dindmica do sistema com controle passivo sem amortecimento aerodindmico
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J4 a Figura 26 apresenta a comparacao entre reposta da pa do sistema sem controle

e com controle passivo incluindo o efeito do amortecimento aerodinamico.

Figura 26 - Resposta dinamica do sistema com controle passivo com amortecimento aerodindmico
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A Tabela 5 mostra os valores de pico, pico a pico e RMS para o sistema sem

controle e com controle passivo incluindo e nao incluindo o amortecimento aerodinamico.

Tabela 5 - Valores pico, pico a pico e RMS da resposta do sistema com controle passivo

Modelo/Amortecimento | Pico (m) Pico a Pico (m) RMS (m)
Sem controle / Sem | 2,285 3,570 0,799
amortecimento

Controle passivo / Sem | 1,944 3,054 0,781
amortecimento

Sem controle / Com | 1,482 1,733 0,711
Amortecimento

Controle passivo / Com | 1,470 1,737 0,713
amortecimento

Fonte: o Autor

Na simulacdo sem amortecimento aerodinadmico (Figura 25) observa-se que o

controle passivo foi capaz de controlar as vibragdes da pid em certos momentos durante a

simulacd@o. Através dos valores na Tabela 5, o controle passivo diminuindo em até 14,94% o
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pico médximo, 14,46% a distancia pico a pico e 2,18% o RMS na simulacdo sem amortecimento
aerodinamico.

J4 com a inclusdo do amortecimento aerodindmico, sua performance se reduz a
basicamente zero como pode ser observado na Figura 26 e na Tabela 5. Essa reducdo drastica
da performance do controle passivo pode ter acontecido devido a modificacdo dos parametros
6timos com a inclusdo do amortecimento aerodindmico ja que a equagdo de otimizacdo ndo
considera esse amortecimento.

A Figura 27 apresenta a andlise espectral da resposta do sistema sem controle e com
controle passivo sem considerar o amortecimento aerodindmico, onde pode-se verificar a
reducdo proporcionada pela inclusdo do controle. Apesar dessa diminui¢do, nota-se também a
limitagdo do controle passivo, reduzindo as vibracdes apenas em uma estreita banda de

frequéncia.

Figura 27 - FFT da resposta do sistema com controle passivo sem amortecimento aerodindmico

o FFT da Pa 1 - Dentro do plano - sem amortecimento
10 T T T T T T T

1 Sem controle ]
Controle passivo |

2
1071 ] _:

Magnitude

1 1 1 1 1 1 | 1 1
0 0.5 1 15 2 25 3 3.5 4 45 5
Frequéncia (Hz)

Fonte: O Autor

A Figura 28 ilustra a FFT da resposta dindmica da pa dentro do plano do sistema
sem controle e com controle passivo incluindo o amortecimento aerodinamico. Analisando a
Figura 28, verifica-se que a inclus@o do amortecimento aerodindmico nao inibiu completamente
o desempenho do AMS passivo, apesar disso sua utilizacao fica invidvel com uma performance

tdao baixa.
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Figura 28 - FFT da resposta do sistema com controle passivo com amortecimento aerodinamico

Fonte: O Autor
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As Figuras 29 e 30 apresentam a resposta dindmica do absorvedor dentro da pa sem

amortecimento e com amortecimento aerodinamico, respectivamente.

Figura 29 - Deslocamento do AMS passivo sem amortecimento aerodindmico

Fonte: O Autor
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Figura 30 - Deslocamento do AMS passivo com amortecimento aerodinamico
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Fonte: O Autor

Nas duas situagdes, com e sem amortecimento aerodindmico o absorvedor de massa
sintonizada passiva pode ser facilmente adequado para operar dentro dos limites da corda do

perfil.

6.4 Resposta do modelo com controle ativo

A performance do absorvedor de massa sintonizada ativa foi avaliada em relacdo
ao sistema com controle passivo. Os resultados foram coletados nas mesmas condicdes, ja
mencionadas, do sistema sem controle e com controle passivo, rota¢do constante de 12,1 rpm
e vento com velocidade média de 15 m/s a 90 m de altura e intensidade de flutuagdo de 20%.
Os resultados apresentados do controle ativo foram obtidos considerando o valor de p;or =
1.1078. A Figura 31 compara o deslocamento da ponta da pa dentro do plano com controle

passivo e ativo sem incluir o amortecimento aerodindmico.
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Figura 31 - Resposta dinamica do sistema com controle ativo sem amortecimento aerodindmico
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Fonte: O Autor

Ja a Figura 32 apresenta a

amortecimento aerodinamico.

resposta da pd com controle passivo e ativo com

Figura 32 - Resposta dindmica do sistema com controle ativo com amortecimento aerodinamico
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Para completar os dados, a Tabela 6 possui os valores de pico, pico a pico e RMS
para o sistema com controle passivo e ativo incluindo e ndo incluindo o amortecimento

aerodinamico.

Tabela 6 - Valores pico, pico a pico e RMS da resposta do sistema com controle ativo

Modelo/Amortecimento | Pico (m) Pico a Pico (m) RMS (m)
Controle passivo / Sem | 1,944 3,054 0,781
amortecimento

Controle ativo / Sem | 1,998 3,088 0,778
amortecimento

Controle passivo / Com | 1,470 1,737 0,713
Amortecimento

Controle ativo / Com | 1,487 1,748 0,714
amortecimento

Fonte: o Autor

Com as Figuras 31 e 32 e a Tabela 6, ao contrario do que se esperava, o controle
ativo obteve um desempenho pior que o controle passivo considerando ou ndo o amortecimento
aerodinamico, chegando a aumentar as vibragdes no sistema com a inclusdo da forca de
controle. Para comprovar esses resultados, varios testes foram realizados variando o valor de
PLor Na matriz de ponderagdo [R LQ R] do controle LQR, mas a resposta permanece basicamente
a mesma e a forca de controle ndo promove beneficio algum na reducdo das vibragdes na pd da
turbina.

A FFT da resposta do sistema com controle passivo e ativo com e sem
amortecimento aerodindmico, Figuras 33 e 34, comprova o que foi mencionado no ultimo
pardgrafo. A inclusdo do controle ativo no sistema aumentou as vibracdes da pa dentro do plano

de rotacao considerando ou ndo o amortecimento aerodinamico.
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Figura 33 - FFT daresposta do sistema com controle ativo sem amortecimento aerodinamico
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Fonte: O Autor

Figura 34 - FFT da resposta do sistema com controle ativo com amortecimento aerodindmico

o FFT da Pa 1 - Dentro do plano - com amortecimento
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Fonte: O Autor

Fazendo uma andlise da matriz de controlabilidade do sistema, verifica-se que a
matriz de estado [A], definida na Equag@o (30), é uma matriz de 24 linhas por 24 colunas e para
esse sistema ser totalmente controldvel o posto da matriz de controlabilidade deve ser igual a
24. No entanto, quando calculado o valor do posto da matriz de controlabilidade do sistema

desenvolvido, o resultado € igual 18, indicando que o sistema ndo € totalmente controlavel.
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Apesar da matriz de ganho ser determinada, a for¢a de controle produzida ndo ¢ uma forca
Otima para a reducao das vibragdes no sistema.

Dessa forma, a hipétese de aplicar o controle LQR calculando a matriz de ganho
com as matrizes [M(t)], [C(t)] e [K(t)] em t = O resultou em um desempenho nulo para o
controle ativo. Com isso, as vibragdes do sistema desenvolvido ndo foram reduzidas nos dois
casos, com e sem o amortecimento aerodindmico. Novas hipéteses de aplicacdo do controle
LQR serdo deixadas como sugestdes para trabalhos futuros.

As Figuras 35 e 36 apresentam o deslocamento do AMS ativo dentro da pa sem e
com amortecimento aerodindmico. Percebe-se que devido a for¢a de controle ndo ser 6tima
para o sistema completo, além do controle ativo aumentar as vibragdes na estrutura, ele também
amplia os deslocamentos do absorvedor. Assim, o absorvedor ultrapassa a amplitude maxima

no interior da pa.

Figura 35 - Deslocamento do AMS ativo sem amortecimento aerodindmico
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Figura 36 - Deslocamento do AMS ativo com amortecimento aerodinamico

Fonte: O Autor
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As forgas aerodinamicas e de controle produzidas sobre o modelo com controle

ativo sdo apresentadas nas Figuras 37 e 38.

Figura 37 - Forgas sobre o sistema com controle ativo sem amortecimento aerodindmico

Fonte: O Autor
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Figura 38 - Forcas sobre o sistema com controle ativo com amortecimento aerodindmico

Fonte: O Autor
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7 CONCLUSOES E SUGESTOES

7.1 Conclusoes

Nesse trabalho, verificou-se o efeito do amortecimento aerodinidmico sobre a
resposta dindmica da pa dentro e fora do plano de rotagcdo e a sua influéncia no desempenho
dos absorvedores de massa sintonizada passiva e ativa no controle de vibracdes no plano de
rotacdo nas pds de aerogeradores.

Para o estudo, foi desenvolvido um modelo de turbina edlica onshore e
implementado no software MATLAB. O modelo foi gerado utilizando a formulag¢do de energia
de Euler-Lagrange, considerando as pds como vigas continuas através das formas modais e
incluindo o acoplamento entre os movimentos dentro e fora do plano. Foi implementado
também o método BEM para o cdlculo das forgcas aerodindmicas incluindo a interacao
aeroeldstica para considerar o efeito do amortecimento aerodindmico sobre a turbina.

O modelo proposto possui as frequéncias naturais préximas as frequéncias do
modelo de turbinas de SMW da NREL tomado como referéncia para esse estudo. Além disso,
a resposta dindmica do modelo sob vento estdvel considerando o amortecimento aerodindmico
quando comparada com a resposta obtida no simulador aeroeldstico FAST atinge com elevada
precis@do o comportamento dindmico da turbina onshore. Com esses resultados, o modelo é
validado para representar a resposta dindmica da estrutura ¢ o método BEM desenvolvido
encontra-se em concordancia com programas ja estabelecidos.

A comparagdo da resposta do sistema sem controle com e sem a inclusdo do
amortecimento aerodindmico comprovou que o movimento fora do plano € mais amortecido
que o movimento dentro do plano como j4 mencionado na literatura. Observou-se também que
o movimento fora do plano possui forte influéncia sobre as vibragdes no plano de rotagdo e por
i1sso deve-se considerar o acoplamento entre os movimentos no estudo e controle de vibragoes
dentro do plano.

Para estudar o controle de vibracdes dentro do plano, foram adicionados
absorvedores de massa sintonizada no interior de cada pé e sobre o conjunto torre/nacele nessa
direcdo. O campo de velocidade do vento sobre o rotor da turbina foi gerado utilizando a
distribui¢do de Kaimal, dngulos de fase aleatdrios e transformada de Fourier inversa.

O absorvedor de massa sintonizada passiva obteve reducdes significativas nas
vibragdes sem a inclusdo do amortecimento aerodinamico. Foi observada também sua limitacao

a uma estreita banda de frequéncia, sendo muito sensivel a variagdes na frequéncia principal da
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estrutura. Com a inclusdo do amortecimento aerodinimico através do método BEM, os
resultados mostraram que o desempenho do controle passivo diminui a quase zero, sendo,
portanto, desnecessdria a utilizacdo do controle passivo para reduzir as vibracdes dentro do
plano.

Forcas de controle foram aplicadas ao sistema através de atuadores instalados entre
os absorvedores e a estrutura da pa para simular o controle ativo. A estratégia de controle 6timo
LQR foi utilizada para calcular as for¢as 6timas a serem aplicadas ao sistema com o propdsito
de reduzir as vibrag¢des estruturais na pa dentro do plano. A hipétese de determinar a matriz de
ganho do controle LQR, considerando as matrizes de massa, rigidez e amortecimento estrutural
no instante de tempo igual a zero, ndo reduziu as vibracdes do sistema, fornecendo uma forca

qualquer no lugar da forca 6tima.

7.2 Sugestoes
O controle de vibracdes em aerogeradores é uma drea de pesquisa em grande
desenvolvimento. S@o projetadas turbinas cada vez maiores e sujeitas a carregamentos
aerodinamicos mais fortes, acarretando o aumento de problemas estruturais como vibragdes
excessivas. Devido a interacdo aeroeldstica, as pas estdo sob for¢as externas que aumentam a
amplitude de oscilagcdo prejudicando ainda mais sua estrutura e desempenho. Como sugestdes
para trabalhos futuros em vibracdes em pds de turbinas edlicas, seguem os seguintes topicos:
a) Otimizar os parametros do AMS para o sistema sem € com amortecimento
aerodinamico, modelando o amortecimento aerodinadmico para ser incluido na
matriz de amortecimento;
b) Avaliar o controle LQR com a mudanga de coordenadas generalizadas para
tornar o sistema invariante no tempo e controldvel;
c) Otimizar as matrizes de ponderacdo do controle LQR para promover uma
reducao das vibragdes com uma menor forca de controle;
d) Verificar a performance de outros dispositivos e estratégia de controle, assim
como o sistema de controle semiativo;
e) Incrementar a modelagem da torre edlica para representar uma reposta mais
veridica da torre sob carregamento dindmico;
f) Implementar o método BEM com modelos dindmicos que avaliem com maior

precisdo a forca aerodindmica aleatoria.
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APENDICE A - MATRIZES E VALORES DO MODELO SEM CONTROLE

MATRIZ DE MASSA
L
my = f u(x) - dx = 1,7609.10* kg 57)
0
L
Myin = f u(x)@;, (x) - dx = 3,0506.10% kg (58)
0
L
My our = f U(X) By (x) - dx = 2,1397.10% kg (59)
0
L 2
My i = f 1) (0 ()" - dx = 1,4156.103 kg (60)
0
L 2
My our = f () (Boue ()" - dx = 910,9503 kg (61)
0
M, = Myprre + Mugcete + Mpup + 3Mg = 6,9707.10° kg (62)
[M] 1 2 3 4 5 6 7 8
1 My in my i, cOs ¥y
2 My in my i, COS¥,
3 My in my i cOs ¥
4 my i COS¥g my i COS W, my i COS W3 M, (63)
5 m2,out My out
6 M2,0ut My out
7 M2,0ut My out
8 My,out My,out My,out M,
MATRIZ DE RIGIDEZ
Rigidez eléstica
L dz(z)in 2
Keim = f Elin | ——| dx = 6,6061. 10* N/m (64)
0
Eo (480
Ke out = f Eloue | —5 ) dx = 1,7266. 10* N/m (65)
0
L dZ(Z)- dZQ)
ke inout = fo Elinout (#) ( dxozut) dx = —4,2333.10° N/m (66)
Rigidez devido a forca centrifuga
L
N(x) =02 f u(x) - x' - dx' (67)
xI
L L dwin 2
ke = Q% f (f ulx") - x"- dx’) (W) dx = 3,2731.10° N/m (68)
0 x!
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L L dw
kp oy = Q2 f (f ulx") - x"- dx’) (—"“) dx = 2,5969.10% N/m (69)
! 0 x! dx
Rigidez devido a forca gravitacional
L
G(x) =—g-cos¥,;- f u(x - dx’' (70)
x
L L do. 2
kgin= —9 f (f u(x" - dx’) (—”‘) dx = —444,3899 N/m (71)
! 0 x! dx
L L do 2
kgout = —9 f (f ulx’) - dx’) (ﬁ) dx = —321,7054 N/m (72)
0 x!
Rigidez da torre
Kem = My (fim-2-7)° = 2,6788.10° N/m (73)
keour = My (froue - 2-m)* = 2,8888.10° N/m (74)
Onde ft’m =0,3117 Hz eft’out = 0,3240 Hz.
Para a matriz
kb,in = ke,in + kc,in -0?- My,in (75)
kb,out = ke,out + kc,out (76)
[K] 1 2 3 4 5 6 7 8
k in
1 " ke,inout
+ kg,in cos¥;
k in
2 " ke,inout
+ kg,in cos¥,
k in
3 " ke,inout
+ kg in cOs ¥
4 | =Q%my, cos®y | —Q0%my, cosWy | —QPmy g cosWs | ke gy a7
kb,out
5 ke,inout
+ kg out COS ¥y
kb,out
6 ke,inout
+ kg out COS W,
kb,out
7 ke,inout
+ kg out COS W3
8 kt,out
MATRIZ DE AMORTECIMENTO
Cb,in = Zfbﬂ kb,ian,in = 93,04’16 N. S/m (78)
Chout = 2&p3/Kp ourMa,oue = 40,6203.10° N.s/m (79)
Ct,in = th kt,inMn,in = 2,7330 104 N. S/m (80)
Ctout = thw/kt,outMn,out =2,8381.10* N. s/m (81)



[C] 1 2 3 4 5 6 7 8
1 Cp,in
2 Ch,in
3 Ch,in
4 =20my i, sin¥; | —2Qm, j, sin¥, | —2Qmy ;, sinW; | i
5 Ch,out
6 Ch,out
7 Ch,out
8 Ctout

71

(82)



APENDICE B - MATRIZES DO MODELO COM CONTROLE

MATRIZ DE MASSA

Mypin =

my i + Mgy (Din (XO))Z

2
Mypout = My ous T Map (®out (XO))

Myipin = My + Mgy D (x0)

Mipout = Maour T Map Dout (x0)

Myg = Migrre + Mpgcere + Mpup + 3Mg + Mgy, + 3my,,

72

(83)
(84)
(85)
(86)
(87)

[M] 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
1 Mapin Mypin €OS ¥y MapPin(x0)
2 Mapin Mypin COS ¥, MapPin(x0)
3 Mapin My pin COS ¥3 Map D in(x0)
4 Mypin COSW; | Mypin COSW, | Mypin cOS Wy My Mgy cOs ¥y Mgy cOS ¥, Mgy cOs V3 Man
5 Mabout Mipout
6 Mabout Mipout (88)
7 Mabout | Mipout
8 Mibout Mibout Mipout Mpq
9 Mgy Pin(x0) Mgy cos ¥y Mgy
10 Mgy By (x0) Mgy, cos ¥, Mgy
11 Map B (x0) Mgy cOs ¥y Mgy
12 Man Man
MATRIZ DE RIGIDEZ
kbd,in = ke,in + kc,in - Q% M2bin (89)
a; = =07 my 0, (x0) (90)
a; = kgp — Q% my, ©On
[K] 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
! iml::i,, cos ¥, Hamout “
2 foain ke,inout a
+ kg in cOS ¥,
Kpa,in
3 R — Ke inout a
4 (—Pmypin) (—Pmypin) (—Pmypin) Keon (—@mgp) | (—QLmgp) | (—QPmgp)
- cos¥; -cos¥, scos ¥y ’ ~cos¥, scos ¥, ~cos ¥,
kb, out
5 Ke,inout ey O ¥, (92)
6 ke inout Koo
’ + kg out COS ¥,
7 ke inout foou
! + kg oue €OS W3
8 ktout
9 a; a,
10 a; a,
11 a; a,
12 kan




MATRIZ DE AMORTECIMENTO

[C] 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
1 Chin

2 Ch,in ke inout

3 Ch,in ke,inout

4 =20mypp sin¥y | =20myp sin¥y | —=2Qmyp sin¥; | ceim —20mg, sin¥; | —2Qmg, sin¥; | —2Qmg;, sin¥;

5 Ch,out

6 Ch,out

7 Chout

8 Ctout

9 Cap

10 Cap

11 Cap

12 Can
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ANEXO A — PROPRIEDADES ESTRUTURAIS E AERODINAMICAS DA TURBINA

DE SMW DA NREL
Raio (m) Torgdo (°) Densidade (kg/m) Rigidez Flap (N°m2) | Rigidez Edge (N°m2)

1,5 13,308 678,935 1,81E+10 1,81E+10
1,7 13,308 678,935 1,81E+10 1,81E+10
2,7 13,308 773,363 1,94E+10 1,96E+10
3,7 13,308 740,550 1,75E+10 1,95E+10
4,7 13,308 740,042 1,53E+10 1,98E+10
5,7 13,308 592,496 1,08E+10 1,49E+10
6,7 13,308 450,275 7,23E+09 1,02E+10
7,7 13,308 424,054 6,31E+09 9,14E+09
8,7 13,308 400,638 5,53E+09 8,06E+09
9,7 13,308 382,062 4,98E+09 6,88E+09
10,7 13,308 399,655 4,94E+09 7,01E+09
11,7 13,308 426,321 4,69E+09 7,17E+09
12,7 13,181 416,820 3,95E+09 7,27E+09
13,7 12,848 406,186 3,39E+09 7,08E+09
14,7 12,192 381,420 2,93E+09 6,24E+09
15,7 11,561 352,822 2,57TE+09 5,05E+09
16,7 11,072 349,477 2,39E+09 4,95E+09
17,7 10,792 346,538 2,27E+09 4,81E+09
19,7 10,232 339,333 2,05E+09 4,50E+09
21,7 9,672 330,004 1,83E+09 4,24E+09
23,7 9,110 321,990 1,59E+09 4,00E+09
25,7 8,534 313,820 1,36E+09 3,75E+09
27,7 7,932 294,734 1,10E+09 3,45E+09
29,7 7,321 287,120 8,76E+08 3,14E+09
31,7 6,711 263,343 6,81E+08 2,73E+09
337 6,122 253,207 5,35E+08 2,55E+09
35,7 5,546 241,666 4,09E+08 2,33E+09
37,7 4,971 220,638 3,15E+08 1,83E+09
39,7 4,401 200,293 2,39E+08 1,58E+09
41,7 3,834 179,404 1,76E+08 1,32E+09
43,7 3,332 165,094 1,26E+08 1,18E+09
45,7 2,890 154,411 1,07E+08 1,02E+09
47,7 2,503 138,935 9,09E+07 7,98E+08
49,7 2,116 129,555 7,63E+07 7,10E+08
51,7 1,730 107,264 6,11E+07 5,18E+08
53,7 1,342 98,776 4,95E+07 4,55E+08
55,7 0,954 90,248 3,94E+07 3,95E+08
56,7 0,760 83,001 3,47E+07 3,54E+08
57,7 0,574 72,906 3,04E+07 3,05E+08
58,7 0,404 68,772 2,65E+07 2,81E+08
59,2 0,319 66,264 2,38E+07 2,62E+08
59,7 0,253 59,340 1,96E+07 1,59E+08
60,2 0,216 55914 1,60E+07 1,38E+08
60,7 0,178 52,484 1,28E+07 1,19E+08
61,2 0,140 49,114 1,01E+07 1,02E+08
61,7 0,101 45,818 7,55E+06 8,51E+07
62,2 0,062 41,669 4,60E+06 6,43E+07
62,7 0,023 11,453 2,50E+05 6,61E+06
63 0,000 10,319 1,70E+05 5,01E+06




Raio (m) Comprimento (m) Torcdo (°) Corda (m) Aerofélios (-)
1,5 0 13,308 3,542 Cylinderl.dat
2 0,5 13,308 3,542 Cylinderl.dat
2,5 1 13,308 3,542 Cylinderl.dat
2,8667 1,3667 13,308 3,542 Cylinder1.dat
5,6000 4,1 13,308 3,854 Cylinderl.dat
8,3333 6,8333 13,308 4,167 Cylinder2.dat
11,7500 10,25 13,308 4,557 DU40_A17.dat
15,8500 14,35 11,480 4,652 DU35_A17.dat
19,9500 18,45 10,162 4,458 DU35_A17.dat
24,0500 22,55 9,011 4,249 DU30_A17.dat
28,1500 26,65 7,795 4,007 DU25_A17.dat
32,2500 30,75 6,544 3,748 DU25_A17.dat
36,3500 34,85 5,361 3,502 DU21_A17.dat
40,4500 38,95 4,188 3,256 DU21_A17.dat
44,5500 43,05 3,125 3,010 NACA64_Al7.dat
48,6500 47,15 2,319 2,764 NACA64_Al7.dat
52,7500 51,25 1,526 2,518 NACA64_Al7.dat
56,1667 54,6667 0,863 2,313 NACA64_Al7.dat
58,9000 574 0,370 2,086 NACA64_Al7.dat
61,6333 60,1333 0,106 1,419 NACA64_Al7.dat
62,9500 61,4500 0,106 1,419 NACA64_Al7.dat
63 61,4999 0,106 1,419 NACA64_Al7.dat

75



