
5
Controle Híbrido - Amortecedor de Massa Híbrido (AMH)

5.1 Introdução

O controle híbrido trata-se de uma combinação dos controles passivo e

ativo. Tem sido alvo de muitos estudos, já que se apresenta como forma

alternativa de controle que supre as principais desvantagens dos controles passivo

e ativo isoladamente. O controle passivo tem como principal desvantagem perder

a eficiência se a excitação dinâmica estiver fora da faixa de freqüência para a qual

foi projetado. Já o controle ativo, apesar de não possuir essa deficiência, apresenta

outro tipo de desvantagem que é a demanda de grandes quantidades de energia

para geração das forças de controle. O sistema de controle híbrido, além de exigir

forças de controle inferiores e manter sua eficiência ao longo de uma longa faixa

de freqüências, trata-se de um controle mais robusto e confiável.

Grande parte dos estudos existentes até o momento em controle híbrido

volta-se para o controle de vibrações causadas por eventos sísmicos. Por exemplo,

o trabalho publicado por Tzan & Pantelides (1994) combina o uso de

amortecedores viscoelásticos com contraventamento ativo, por outro lado um

grande número de autores propõe o controle híbrido combinando isolamento de

base com controladores ativos (Yang et al 1992; Tadjbakhsh & Rofooei F. 1992;

Nagarajaiah et al 1993; Yang et al 1995b; Loh & Chao 1996; Lee-Glauser et al

1997; Velasco 1997; Palazzo & Petti 1997; Riley et al 1998;  Irschik et al 1998; ).

Recentemente, Avila & Gonçalves (2002) analisaram estruturas submetidas a

cargas harmônicas protegidas por um controle híbrido formado por amortecedores

viscofluidos associados a um contraventamento ativo.

Uma forma de controle híbrido bastante estudada e já implementada na

prática em algumas estruturas no Japão e Taiwan é o chamado amortecedor de

massa híbrido (AMH) (Spencer Jr. & Sain, 1997). Trata-se da combinação de um

amortecedor de massa sintonizado (AMS) com um atuador de controle ativo. Este

dispositivo será tratado em detalhes no presente capítulo.
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5.2 Amortecedor de massa híbrido (AMH)

Segundo Spencer Jr. & Sain (1997), a capacidade do AMH em reduzir a

resposta dinâmica depende basicamente do AMS. As forças provenientes do

atuador são utilizadas para aumentar a eficiência do AMS e melhorar sua robustez

em relação às mudanças nas características dinâmicas da estrutura. A energia e

forças de controle requeridas são bem inferiores às exigidas por um amortecedor

de massa ativo (AMA), apresentando a mesma eficiência.

De acordo com Kwok & Samali (1995), esse tipo de sistema híbrido é

programado para funcionar tanto como um AMS comum quanto como um sistema

ativo, de acordo com as condições do vento e as massas do edifício e do

amortecedor. A operação do modo ativo de controle se faz necessária quando se

requer um aumento ótimo do amortecimento e uma maior redução na resposta

decorrente da excitação do vento. Nas outras ocasiões, quando necessita-se apenas

de um aumento moderado do amortecimento e a redução da resposta causada pelo

vento é adequada, o sistema pode operar em seu modo passivo. Enquanto que o

custo inicial continuará alto devido ao custo do sistema ativo, ocorre uma

considerável economia na operação e manutenção do sistema quando se usa um

controle híbrido.

Os AMHs são projetados para tirar proveito do mecanismo passivo em

reduzir a demanda na força ativa. O AMH é muito eficiente quando se necessita

de uma força de controle relativamente baixa, mas pode não ser suficiente,

segundo Shing et al (1996), para prevenir danos estruturais causados por um forte

terremoto.

A motivação para o início do estudo desse tipo de mecanismo se deve ao

fato de uma série de amortecedores de massa sintonizados (AMS) passivos terem

sido instalados na prática (Soong & Dargush, 1997; Holmes, 1995). Como foi dito

anteriormente, em seu projeto, o AMS é sintonizado em uma única freqüência e

deixa de ser eficiente no caso de excitações que possuam uma ampla faixa de

freqüência, como é o caso de terremotos ou quando há variação dos parâmetros

estruturais durante a vida útil da estrutura.

No caso do AMH, essa limitação pode ser superada fornecendo-se uma

capacidade de controle ativo a este tipo de dispositivo. Devido ao aumento

considerável na eficiência do mesmo, uma série de estudos teóricos e

experimentais foi realizada sobre o assunto na última década (Soong 1990;
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Soong et al 1991(b); Chang & Yang 1995(b); Kwok & Samali 1995; Ankireddi &

Yang 1996; Xu 1996; Mackriell et al, 1997; Cao et al, 1998; Yan et al. 1999).

Esses estudos resultaram na instalação, com  sucesso, deste mecanismo para

proteção contra vibrações excessivas principalmente no Japão (Fujino et al 1996;

Spencer Jr. & Sain, 1997; Spencer Jr. & Soong, 1999; Nishitani & Inoue 2001).

Um grande número dessas estruturas está listada na Tabela (5.1). Vale ressaltar

que uma característica interessante e vantajosa do AMH é a possibilidade de

atuação como mecanismo de controle passivo, no caso de falta de energia. Pode-

se projetá-lo ainda, para que possua dois modos intercambiáveis de operação, um

modo ativo e um modo passivo.

Outra vantagem do AMH é a possibilidade de utilização de uma massa

menor comparada à massa do sistema puramente passivo, o AMS. Um exemplo

disso foi o AMH utilizado na construção da ponte suspensa Rainbow em Tokyo,

onde enquanto um AMS exigiria 1% da primeira massa modal da estrutura, a

massa do AMH utilizada foi de apenas 0.14% da massa modal (Fujino et al 1996).

Exemplos de AMHs que são compactos, eficientes e aplicáveis na prática

são: o AMH em forma de arco utilizado na ponte Rainbow, o AMH em forma de

pêndulo multi passo e o AMH em forma de V. São dispositivos de período longo

que têm sido usados em pontes e edifícios (Spencer Jr. & Sain 1997). Outro

dispositivo de grande eficiência é o AMH DUOX que exige forças de controle

relativamente baixas (Fujino et al 1996).

Vale ressaltar aqui a diferença entre um amortecedor de massa híbrido

AMH e um AMA, amortecedor de massa ativo. O AMA trata-se de um sistema

oscilatório auxiliar equipado com um atuador que consegue reduzir a resposta do

sistema principal em uma faixa de freqüência mais ampla do que o AMS. As

forças de inércia resultantes do movimento do AMA geram na estrutura uma força

de controle ativo. Em seu projeto não existe preocupação de que a massa auxiliar

possa funcionar como um componente passivo, massas maiores, ou acelerações

maiores, produzem forças de inércia maiores e, consequentemente, forças de

controle maiores, tornando a redução da resposta mais eficiente. Já o AMH

integra uma força de controle ativo ao sistema passivo AMS. Segundo Nishitani

& Inoue (2001), o AMH mais comum é o amortecedor de massa sintonizado ativo

(AMSA), que é nada mais que um AMS que funciona de maneira mais eficiente

aclopando-se um atuador que gera forças de controle de baixa magnitude. A
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redução da força de controle no caso do AMH deve-se ao fato da massa funcionar

como parcela passiva do controle híbrido, o que não ocorre no caso do AMA que

pode ser considerado como um sistema puramente ativo. Segundo Spencer Jr. &

Soong (1999), o AMA, em geral, tem sido utilizado em casos onde é impossível a

instalação de um AMH devido à restrições de projeto e limitações de espaço.

5.3 Equações de movimento

As equações de movimento de um sistema de vários graus de liberdade

com um  AMH conectado, são semelhantes ao da estrutura com o AMS mostradas

nas equações (2.16) e (2.17). A diferença é que se inclui a parcela relativa à força

de controle, u(t), no AMH, sendo assim as equações de movimento do sistema

controlado adquirem a forma

)(')()()()(
...

tptttt DFKyyCyM +=++

)()()()(
.....

tuymtkztzctzm N +−=++

 (5.1)

(5.2)

onde M, C e K são as matrizes de massa, amortecimento e rigidez da estrutura,

respectivamente; F(t) é o carregamentos dinâmico aplicado sobre a estrutura

p(t) = c
.

z (t)+kz(t)-u(t); yi(t) é o deslocamento da i-ésima massa em relação ao

solo; z(t) é o deslocamento do AMH em relação ao andar onde o mesmo se

encontra instalado e D´ representa o vetor de localização do AMH.

O componente dj do vetor D´ é dado por
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 (5.3)

sendo i o andar onde está instalado o AMH. No caso do AMH instalado no último

andar i = N.

Vale ressaltar que os sistemas de controle AMH/AMA tratam-se de

sistemas single-input, isto é, apenas uma única força de controle é necessária para

seu funcionamento. A matriz de locação dos controladores, B, apresentada em

(4.5), que tinha dimensões 2n x m passa a ter dimensões 2n x 1 neste caso, e a

matriz de ponderação R utilizada nos algoritmos de controle ótimo, reduz-se neste

caso a um número.
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A análise dinâmica de edifícios altos com AMH, assim como no caso do

AMS, também pode ser realizada reduzindo o sistema de vários graus de liberdade

à um sistema de um único grau de liberdade conforme descrito anteriormente no

item 2.3.2. A equações do sistema reduzido, (2.20) e (2.17) podem ser reescritas

adicionando-se a parcela da força de controle u(t), como se segue

)()(
.

*
1

.
*
1

..
*
1 tutfkzzcyKyCyM NNN −++=++ (5.4)

)()()()()(
.....

tutgymtkztzctzm N ++−=++ (5.5)

5.4 Exemplos numéricos

Exemplo 5.1

Considere o shear-frame de 10 andares estudado no Exemplo 2.2

submetido a um carregamento harmônico F(t) = 5.0x102sen(ωt) N aplicado no

décimo andar. Duas possibilidades são consideradas: carga aplicada

continuamente (ω = 3.0 rad/s) e pulso de carga (ω = 3.142 rad/s) com duração de

2 s. Neste exemplo realizou-se um estudo para escolha das melhores matrizes de

ponderação para um controle híbrido da estrutura através de um amortecedor de

massa híbrido (AMH) instalado no último andar. As propriedades do AMH são as

mesmas do AMS do Exemplo 2.2: m= 19 Mg; k= 0.188 MN/m e

c = 0.024 MNs/m. Como mencionado anteriormente, a escolha adequada das

matrizes de ponderação é um passo essencial no projeto de um sistema de controle

ativo ou híbrido. Para facilitar a escolha da matriz Q várias propostas têm sido

feitas na literatura tendo por base as matrizes características da estrutura, estas são

mostradas na equação (5.6), a seguir. Apresentam-se na Tabela (5.2) os valores

dos deslocamentos máximos e rms e as suas respectivas reduções em relação à

resposta sem controle, além das forças de controle máximos e rms para cada uma

das matrizes Q apresentadas na equação (5.6), considerando-se R = 0.5x10-8, e

aplicando-se a carga harmônica continuamente. A Tabela (5.3) apresenta as

mesmas grandezas para o caso do pulso de carga.
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Matriz d10 máx (mm) d10 rms (mm) Fmáxima (N) Frms  (N)

Q1 0.21342 (11.2 %) 0.08331 (25.6 %) 56.16 20.88

Q2 0.20578 (14.4 %) 0.08254 (26.3 %) 187.46 57.77

Q3 0.20174 (16.1 %) 0.07763 (30.7 %) 79.75 28.07

Q4 0.20126 (16.3 %) 0.07727 (31.0 %) 80.73 28.40

Q5 0.19937 (17.1 %) 0.07553 (32.6 %) 80.25 27.91

Q6 0.20134 (16.2 %) 0.07726 (31.1 %) 81.67 28.59

Tabela 5.2 - Deslocamentos e Forças de controle máximos e rms (carga contínua)

Matriz d10 máx (mm) d10 rms (mm) Fmáxima (N) Frms  (N)

Q1 0.47237 (41.5 %) 0.23721 (29.3 %) 61.21 42.01

Q2 0.49030 (39.3 %) 0.23518 (29.9 %) 186.24 86.72

Q3 0.42579 (47.2 %) 0.21989 (34.4 %) 83.52 43.09

Q4 0.42261 (47.7 %) 0.21877 (34.8 %) 84.62 44.46

Q5 0.38717 (52.0 %) 0.21310 (36.5 %) 85.01 44.45

Q6 0.42413 (47.5 %) 0.21883 (34.7 %) 85.32 45.56

Tabela 5.3 - Deslocamentos e Forças de controle máximos e rms (pulso de carga)

Verifica-se que, para ambos os casos de carregamento, a melhor matriz de

ponderação é a matriz Q5 pois apresenta a maior redução no deslocamento sem um

acréscimo significativo na força de controle. Em ambos os casos a matriz Q2 leva

às maiores forças de controle, sem conseguir reduções mais acentuadas dos

deslocamentos que nos outros casos analisados. Já a matriz de ponderação Q1 leva

às menores forças de controle com deslocamentos levemente superiores à maioria

dos outros casos. Observou-se também que consegue-se reduzir mais a resposta

rms do que o pico da resposta no caso do pulso de carga e o contrário no caso da

carga aplicada continuamente, mesma conclusão obtida quando se estudou o

controle passivo. Novamente este estudo mostra que a escolha das matrizes de

ponderação  é um passo importante no projeto de sistemas de controle e que
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tornam-se necessários estudos para se escolher de forma mais criteriosa estas

matrizes tendo em vista as variáveis de projeto.

Considere agora que a estrutura seja excitada pelo mesmo carregamento

sísmico considerado no Exemplo 2.2 (componente E-W do terremoto Loma Prieta

na Califórnia). Foram testadas as matrizes Q1, Q2, Q3 e Q4 e não foram obtidos

resultados satisfatórios, não havendo praticamente redução nos deslocamentos

máximos e redução de apenas 9% nos valores rms dos mesmos. Optou-se então

por alterar os parâmetros do AMH, adotando-se parâmetros sugeridos por

Villaverde & Koyama (1993) com taxa de amortecimento de 30%: m = 47 Mg;

k = 0.465 MN/m e c = 0.089 MNs/m. Neste caso houve uma melhora nos

resultados obtidos pelo controle híbrido. Utilizando a matriz Q3, que apresentou

melhor desempenho, obteve-se uma redução de 8.64% no deslocamento máximo

do décimo andar e de 22.5% no deslocamento rms do mesmo. As magnitudes das

força máxima e rms de controle foram 251.3 kN e 79.8 kN, respectivamente.

Exemplo 5.2

A fim de verificar a influência da taxa de amortecimento do AMS em sua

eficiência, analisa-se a estrutura do Exemplo (5.1), reduzida a um grau de

liberdade de acordo com o procedimento descrito no item 2.3.2, equipada com

este tipo de controle, variando-se o valor da taxa de amortecimento do mesmo em

ξ = 0.1, 0.2 e 0.3. O primeiro é dimensionado segundo os parâmetros ótimos de

Den Hartog, o segundo é o apresentado por Villaverde & Koyama (1993) e o

terceiro mantém a massa e eleva a taxa de amortecimento do anterior. As

propriedades dos mesmos estão apresentadas na Tabela 5.4. As propriedades

modais do sistema estrutural são: M1
* = 589100.33 kg; C1

* = 74797.0 Ns/m e

K1
* = 0.5935 x 107 N/m.

AMS (1) AMS(2) AMS(3)

µ 0.031 0.031 0.031
α 0.969 1.0 1.0
ξ 0.107 0.20 0.30

ω (rad/s) 3.0767 3.174 3.174
m (kg) 18639.0 18639.0 18639.0
k (N/m) 176382.05 188000.0 188000.0
c (Ns/m) 12294.32 24000.0 35518.5

Tabela 5.4 – Propriedades dos AMSs



185

A estrutura é submetida a uma carga harmônica F = 5.0x102 sen(3.174t) N,

aplicada continuamente. Apresentam-se, na Tabela (5.5), os deslocamentos

máximo e rms do sistema principal e do AMS com cada um dos amortecedores

apresentados e no caso da estrutura sem controle.

dp máx (mm) dAMS máx (mm) dp rms (mm) dAMS rms (mm)
Sem controle 1.935 -- 0.499 --

AMS (1) 0.521 2.231 0.306 1.089
AMS (2) 0.697 1.856 0.354 0.828
AMS (3) 0.865 1.683 0.384 0.685

Tabela 5.5 - Deslocamentos máximos e rms

Verifica-se que o aumento da taxa de amortecimento do AMS leva a

reduções menores devido ao fato do AMS vibrar menos absorvendo menor

quantidade de energia do sistema principal.

A seguir apresentam-se os resultados obtidos utilizando amortecedores de

massa híbridos (AMH) utilizando as seguintes matrizes de ponderação
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A Tabela (5.6) apresenta os deslocamentos máximos e rms do sistema

principal e do AMH, além da força máxima e rms atuante no AMH variando-se a

taxa de amortecimento. Nesse caso, verifica-se que o aumento da taxa de

amortecimento do AMH leva a forças de controle maiores que ocasionam uma

menor diferença entre as reduções nos três casos.

 dp máx

(mm)
dAMH máx

(mm)
dp rms
(mm)

dAMH rms

(mm)
Fmáxima

(N)
Frms

(N)
AMH (1) 0.183 2.719 0.116 1.670 175.3 67.3
AMH (2) 0.192 2.640 0.123 1.646 208.9 115.2
AMH (3) 0.201 2.576 0.129 1.622 260.3 166.5

Tabela 5.6 - Deslocamentos e Forças de controle: máximos e rms

Analisando conjuntamente os resultados obtidos pelo AMS e pelo AMH

verifica-se, inicialmente, que o AMH é mais eficiente na redução da resposta em

todos os casos. Verifica-se também que o AMH é muito menos sensível a essa

variação de parâmetro do que o AMS. Vale ressaltar ainda que, o aumento da taxa



186

de amortecimento do AMH/AMS tem maior influência na redução da resposta

máxima do que na da resposta rms.

Exemplo 5.3

Considere agora a mesma estrutura analisada anteriormente, desta feita

submetida a um carregamento dinâmico harmônico, F = F0 sen(ωt) N, onde ω é a

primeira freqüência natural (ω = 3.174 rad/s) e F0 é um vetor de amplitudes

proporcional ao primeiro modo de vibração da estrutura
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A estrutura é equipada com um AMS com µ = 0.05, cujas propriedades,

calculadas segundo as expressões ótimas de Den Hartog, são m = 29455.02 kg;

c = 23796.97 Ns/m e k = 269160.99 N/m. As Figuras (5.1) e (5.2) apresentam as

acelerações máximas e rms normalizadas, em relação à aceleração do décimo

andar, sem controle, utilizando AMS e AMH. A matriz de ponderação utilizada

foi a matriz Q3, apresentada em (5.6), e o valor de R foi fixado em 10-9. Verifica-se

que o AMH se mostrou ainda mais eficiente que o AMS, requerendo força

máxima e rms, respectivamente, Fmáx = 545.7 N e Frms = 257.2 N.

A fim de analisar os efeitos, na eficiência dos sistemas de controle, de uma

discrepância na freqüência natural da estrutura considerada no projeto, considera-

se que a primeira freqüência natural seja na realidade 10% maior

(ω1 = 3.477 rad/s) que a considerada no projeto do AMS. A Tabela (5.7) apresenta

os deslocamentos máximos e rms do décimo andar utilizando o AMS para duas

freqüências de excitação. Verifica-se que, com a freqüência de excitação

ω = 3.477 rad/s igual à freqüência natural da estrutura, os deslocamentos máximo
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e rms são bem superiores aos obtidos com a freqüência de excitação igual à

freqüência natural de projeto.

Já utilizando-se o AMH, segundo a Tabela (5.8) que apresenta os

deslocamentos máximos e rms, verifica-se que este mantém a sua eficiência

requerendo força de controle superior pelo fato da massa não estar mais

sintonizada (Fmáx = 626.7 N e Frms = 390.57 N) quando ocorre a discrepância.
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Freqüência da excitação e da
estrutura

d10 máx (mm) d10 rms (mm)

ω = 3.174 rad/s 1.9837 1.2179
ω = 3.477 rad/s 2.4080 1.3176

Tabela 5.7 - Deslocamentos máximos e rms para freqüências diversas (AMS)

Freqüência da excitação e da
estrutura

d10 máx (mm) d10 rms (mm)

ω = 3.174 rad/s 1.4998 0.905
ω = 3.477 rad/s 1.2638 0.7787

Tabela 5.8 - Deslocamentos máximos e rms para freqüências diversas (AMH)

Considere a ocorrência de uma discrepância de 10% na rigidez do AMS,

fazendo com que sua freqüência se reduza de ω= 3.023 rad/s para

ω = 2.8677 rad/s, o AMS já não se mostra tão eficiente como se pode verificar

através da Figura (5.3) que apresenta os deslocamentos máximos normalizados em

relação ao deslocamento sem controle do décimo andar.

Em seguida analisa-se o comportamento do AMH ocorrendo essa mesma

discrepância, que reduz em 10% a rigidez do amortecedor. A Figura (5.4)

apresenta os deslocamentos máximos normalizados em cada andar onde verifica-

se que a eficiência do AMH não é afetada por esta mudança na rigidez,

comprovando a robustez do AMH.
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Figura 5.4 - Deslocamentos máximos normalizados (AMH)

A Figura (5.5) apresenta a evolução da resposta em freqüência do edifício

analisado, sem controle, com a utilização do AMS e do AMH (µ = 0.05).

Verifica-se que o AMH é mais eficiente que o AMS ao longo de toda a faixa de

freqüência. Na região da ressonância, o AMS reduz de maneira significativa a

resposta da estrutura, porém para uma freqüência maior que ω = 3.39 rad/s, a

resposta do AMS é superior à sem controle. Por esta razão analisa-se a resposta no

tempo para a mesma carga harmônica utilizada anteriormente, só que com uma

freqüência ω = 3.39 rad/s. A Tabela (5.9) apresenta a amplitude da resposta

máxima, rms e permanente do décimo andar da estrutura sem controle, com AMS

e com AMH. Verifica-se, portanto, o melhor desempenho do AMH, requerendo

neste caso forças de controle Fmáx = 524 N e Frms=319.2 N

d10 máx (mm) d10 rms (mm) d10 permanente (mm)

AMS 2.573 (22.7 %) 1.273 (29.2 %) 2.568 (0.3 %)

AMH 1.250 (62.4 %) 0.787 (56.2 %) 1.201 (53.3 %)

Tabela 5.9 - Deslocamentos máximo, rms e permanente do décimo andar
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Figura 5.5 - Amplitude da resposta harmônica permanente

A seguir, compara-se o comportamento do AMS em questão com um

AMH de massa menor, com µ = 0.025 (m = 14727.51 kg; c = 8723.18 Ns/m; e

k = 141225.46 N/m). Neste caso específico adotou-se uma matriz de ponderação

Q diagonal com os elementos iguais a 1.0, exceto por Q10,10 e Q20,20 que valem 106,

sendo que o valor de R foi arbitrado em 10-6 A Tabela (5.10) apresenta os

deslocamentos máximos e rms do décimo andar nos dois casos. Verifica-se que,

com uma massa menor, obtém-se uma redução bem maior da resposta, porém

ocorre, como esperado, uma amplificação do movimento da massa do

amortecedor.

d10 máx (mm) dAMS  máx (mm)
AMS (µ = 0.05) 1.9837 (67.5 %) 6.3552

AMH (µ = 0.025) 0.7174 (88.2 %) 17.3972
Tabela 5.10 - Deslocamentos máximos do AMS e do AMH com massa menor

Exemplo 5.4

Verificou-se anteriormente que o aumento do amortecimento do

mecanismo de controle  diminuía a eficiência do mesmo. Em geral edifícios altos,

em particular, estruturas modernas, apresentam baixo nível de amortecimento

estrutural. Segundo Paz (1985), a experiência mostra que os valores das taxas de

amortecimento de estruturas convencionais, em geral, ficam na faixa de 2% a
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10%, não excedendo os 20%. Para se aumentar o amortecimento da estrutura, uma

alternativa é a instalação de amortecedores do tipo viscofluido ou viscoelástico na

estrutura.

Considere, portanto, a inclusão de dez amortecedores viscofluidos lineares,

de maneira a aumentar o nível de amortecimento da mesma estrutura estudada no

exemplo anterior. Para atingir uma taxa de amortecimento do modo fundamental

ξ = 10% são necessários amortecedores viscofluidos (AVF) com constante

c = 2.181 MNs/m. Foi desconsiderada na análise a rigidez dos amortecedores. A

Figura (5.6) apresenta a resposta em freqüência da estrutura sem controle e com a

adição dos amortecedores viscofluidos. Verifica-se uma redução significativa na

amplitude da resposta permanente.

Em seguida, verifica-se a influência do aumento do nível de

amortecimento na estrutura com AMS conectado através da Figura (5.7), que

apresenta a amplitude da resposta permanente neste caso, e no caso da inclusão

dos amortecedores viscofluidos somente. Pode-se perceber que a inclusão do

AMS, reduz ainda mais o valor máximo da curva na região próxima à freqüência

de ressonância.
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Na Figura (5.8) analisa-se a influência da massa do AMS, mostrando a

resposta em freqüência para AMS com amortecedores viscofluidos para µ = 0.05

e µ = 0.01. Verifica-se que quanto maior a massa do AMS, mais a curva se achata.
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A Tabela (5.11) mostra o deslocamento máximo e o deslocamento rms

para o décimo andar e do AMS (µ = 0.01), da estrutura submetida ao mesmo

carregamento descrito anteriormente, considerando aumento no nível de

amortecimento ou não. Verifica-se que, o aumento no nível de amortecimento

além de reduzir mais ainda a resposta, diminui o deslocamento máximo e rms da

massa do AMS de maneira considerável.

AMS AMS + AVF
d10 máx (mm) 3.159 1.645
d10 rms (mm) 1.725 1.011

dAMS máx (mm) 23.59 12.078
dAMS rms (mm) 8.245 5.1371

Tabela 5.11 - Deslocamentos máximos e rms do décimo andar e do AMS

Considere, desta feita, a estrutura equipada com um AMH (µ = 0.05). A

Tabela (5.12) apresenta os deslocamentos e forças de controle máximos e rms

deste sistema comparado ao mesmo sistema equipado com os dez amortecedores

viscofluidos descritos anteriormente. Verifica-se que ocorre uma maior redução,

sendo que a mais significativa é a da magnitude da força de controle. Mostra-se

assim, a vantagem do projeto de um sistema de controle múltiplo, formado por

mais de um tipo de controle, aumentando a segurança e robustez do controle

implementado. Neste caso o uso dos AVF melhorou a eficiência do sistema não

sobrecarregando o AMH. É claro que no projeto deste tipo de sistema deve-se

levar em conta a variável custo, para tanto é aconselhável um estudo de

otimização do número e posição do AVF de forma a minimizar o mesmo, como

por exemplo o realizado por Shukla & Datta (1999) para estruturas submetidas à

cargas sísmicas, equipadas com amortecedores viscoelásticos.

AMH AMH + AVF
d10 máx (mm) 1.499 1.219
d10 rms (mm) 0.905 0.761

F máx (N) 545.7 332.7
F rms (N) 257.2 176.4

Tabela 5.12 - Deslocamentos e forças de controle
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Exemplo 5.5

Com o intuito de verificar qual a influência dos parâmetros µ, a relação

entre as massas, α, a razão de sintonia e ξ, a taxa de amortecimento na magnitude

da força de controle e na resposta da estrutura, analisa-se o shear frame de 10

andares, estudado anteriormente, lançando-se mão da técnica de reduzir o sistema

à um sistema de um único grau de liberdade através da análise modal, descrita no

item 2.3.2. As propriedades do sistema reduzido, correspondentes ao modo

fundamental, são: massa modal M1
*= 589.1t ; amortecimento modal

C1
* = 74.79 kNs/m e rigidez modal K1

* = 0.5935 x 104 kN/m. O carregamento a

que é submetida a massa é uma força harmônica f(t) = 5x102 sen(3.174t) N. As

matrizes de ponderação utilizadas no cálculo da força de controle do AMH foram

as mesmas utilizadas no Exemplo 5.2.

(a) Influência de α (relação entre as freqüências)

As Figuras (5.9) e (5.10) apresentam os valores do deslocamento máximo

e rms da massa principal para vários valores de α analisados, utilizando-se o AMS

e o AMH como dispositivo de controle. Já as Figuras (5.11) e (5.12) apresentam

estas mesmas grandezas para a massa do amortecedor no caso do AMS e do

AMH. Em todos os casos fixa-se µ = 0.05 e calcula-se ξ pela expressão de Den

Hartog.

Verifica-se que, no caso do deslocamento da massa principal, a redução

máxima utilizando o AMS ocorre para α ≅ 1.0, enquanto que no caso do AMH,

este é ligeiramente influenciado pelo valor de α, sendo que os menores valores

máximos e rms ocorrem para o intervalo 0.5<α<0.7. O deslocamento máximo do

AMS se estabiliza para α>1.2 e decresce para valores de α<1.0. Já os

deslocamentos máximos e rms do AMH são menores para valores de α maiores.

A Figura (5.13) apresenta a variação das forças de controle e máxima com

o parâmetro α. A região mais interessante para alcançar forças de controle

menores, é no intervalo 0.8<α<1.1, sendo que a força rms é mínima para α = 1.0.
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(b) Influência de µ (relação entre as massas)

As Figuras (5.14) e (5.15) apresentam os valores dos deslocamentos

máximo e rms da massa principal ao se variar o parâmetro µ utilizando o AMS e o

AMH. Os valores dos deslocamentos máximo e rms dos amortecedor, no caso do

AMS e do AMH, estão apresentados nas Figuras (5.16) e (5.17). Os parâmetros α

e ξ são calculados através das expressões de Den Hartog.

Verifica-se que o AMH para valores de µ a partir de 0.0025 obtém

deslocamentos máximos da massa principal inferiores aos do AMS. No caso do

deslocamento rms ao longo de toda a faixa de valores de µ estudada a resposta do

sistema com AMH é inferior à do sistema com AMS. Finalmente pode-se verificar

que é possível obter-se a mesma resposta de um AMS, utilizando um AMH de

massa menor.

O deslocamento máximo do amortecedor é superior com o AMS até um

valor de µ = 0.009, a partir do qual as respostas se apresentam praticamente

equivalentes. Já o deslocamento rms do amortecedor é superior no AMH.
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Figura 5.15 - Deslocamento rms da massa principal variando µ
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Figura 5.17 - Deslocamento rms do amortecedor variando µ

As forças máxima e rms de controle do AMH, variando-se o parâmetro µ,

estão apresentadas na Figura (5.18). A força máxima requerida atinge seu máximo

para valores de µ por volta de 0.06, enquanto que a força rms é crescente com o

aumento de µ em todo o intervalo analisado.
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Figura 5.18 - Forças de controle máxima e rms variando µ

(c) Influência de ξ (taxa de amortecimento do amortecedor)

As Figuras (5.19) e (5.20) apresentam os deslocamentos máximo e rms da

massa principal, ao se variar a taxa de amortecimento ξ. Os deslocamentos

máximo e rms do amortecedor estão apresentados nas Figuras (5.21) e (5.22). Em

todos os casos considerou-se µ = 0.05 e calculou-se α pela expressão de Den

Hartog.

Verifica-se que o aumento de ξ compromete a eficiência do AMS, quanto

maior a taxa de amortecimento considerada menos o amortecedor vibra

prejudicando a sua eficiência. Já no caso do AMH a resposta se mantém

praticamente inalterada gerando, no entanto, um aumento na magnitude das forças

de controle, como se pode observar na Figura (5.23) que apresenta a variação das

forças de controle máxima e rms.
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Figura 5.21 - Deslocamento máximo do amortecedor variando ξ
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Figura 5.22 - Deslocamento rms do amortecedor variando ξ
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Figura 5.23 - Forças de controle máxima e rms variando ξ

Exemplo 5.6

Este exemplo tem como objetivo analisar a resposta dinâmica de uma

estrutura com e sem controle, e verificar a eficiência do controle em relação à

níveis aceitáveis de vibração em edifícios disponíveis na literatura.

Considere um edifício de oito andares, analisado anteriormente por Yang

(1982), onde cada andar foi construído identicamente. As propriedades de cada

um dos andares são: mi = 345.6t; rigidez ki = 3.404 x 105 kN/m. O amortecimento

considerado é o estrutural sendo a taxa de amortecimento do primeiro modo

ξ=2%. As freqüências naturais, em rad/s, são ωω = [5.78, 17.18, 27.98, 37.82,

46.38, 53.62, 58.52, 61.68]. Na Figura (5.24) estão representados os modos de

vibração da estrutura em questão.

Os valores da resposta máxima e rms de cada andar, quando o edifício é

excitado por uma força harmônica proporcional ao seu primeiro modo de vibração

F = φφ1F0 sen(ω1t), onde F0 = 1.0kN, estão apresentados na Tabela (5.13).
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1o modo 2o modo 3o modo 4o modo

5o modo 6o modo 7o modo 8o modo

Figura 5.24 - Modos de vibração

Andar dmáxx10-3m vmáxx10-3m amáxx10-3m drmsx10-3m vrmsx10-3m armsx10-3m

1 0.3979 2.3044 13.3464 0.1949 1.1225 6.5379

2 0.7822 4.5304 26.2383 0.3832 2.2068 12.8531

3 1.1399 6.6022 38.2367 0.5585 3.2159 18.7307

4 1.4588 8.4490 48.9331 0.7148 4.1156 23.9704

5 1.7281 10.008 57.9630 0.8467 4.8751 28.3938

6 1.9384 11.226 65.0191 0.9498 5.4685 31.8503

7 2.0828 12.062 69.8610 1.0206 5.8758 34.2222

8 2.1562 12.488 72.3239 1.0565 6.0829 35.4286

Tabela 5.13 - Resposta máxima e rms

Analisando-se os valores máximos de deslocamento, velocidade e

aceleração do oitavo andar, através do espectro de resposta para efeitos de

vibrações nas pessoas e na estrutura, apresentado no Apêndice A (Níveis

aceitáveis de vibração), Figura (A.1), para uma freqüência ω = 0.92 Hz, verifica-

se que este nível de vibração não chega a causar danos estruturais mas causa

desconforto nas pessoas que ocupam o edifício. Para que esse desconforto não

ocorra, segundo esse critério, entre outras coisas o pico da velocidade teria que ser

inferior a 0.254 mm/s.

Já segundo o critério de percepção humana das acelerações, apresentado na

Figura (A.4), admitindo que as curvas mantivessem uma mesma tendência para

freqüências inferiores a ω = 1.0 Hz, o nível de vibração estaria dentro do

perceptível mas ainda não causaria desconforto.
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Para o critério de percepção humana da amplitude dos deslocamentos

mostrado na Figura (A.3), este nível estaria dentro da faixa entre fortemente

perceptível e o desconfortável. De acordo com código do German Institute of

Standards o nível da velocidade máxima estaria dentro da faixa aceitável para

evitar danos leves à estrutura.

Segundo critério apresentado por Inman (1995) a partir do nomógrafo da

resposta rms, mostrado na Figura (A.2) a estrutura estaria vibrando em um nível

aceitável de conforto.

Com o objetivo de propor um controle passivo para essa estrutura, na

forma de um AMS, lança-se mão da técnica de reduzir o sistema à um sistema de

um único grau de liberdade através da análise modal, descrita anteriormente no

item 2.3.2. As propriedades do sistema reduzido, correspondentes ao modo

fundamental, são: massa modal M1
*= 1481.40 t; amortecimento modal

C1
* = 343.18 kNs/m e rigidez modal K1

* = 496.88 x 105 kN/m. O carregamento a

que é submetida a massa é uma força harmônica f(t) = φφ1
Tφφ1F0sen(ω1t).

Utilizando-se as expressões dos parâmetros ótimos de Den Hartog, apresentadas

anteriormente, calcularam-se as propriedades de um AMS com relação entre as

massas µ = 0.05: m = 74.1 t, c = 109.2kNs/m e k = 22.53 x 105 kN/m. A Tabela

(5.14) apresenta a resposta máxima e rms do oitavo andar, enquanto que a Tabela

(5.15) mostra os mesmos valores, desta vez para o AMS.

d8 x10-3m v8 x10-3m/s a8 x10-3 m/s2

Máximo 0.445 2.576 14.900
Rms 0.277 1.623 9.300

Tabela 5.14 - Resposta máxima e rms do oitavo andar utilizando AMS

dAMS x10-3m vAMS x10-3m/s aAMS x10-3 m/s2

Máximo 1.512 8.708 50.190
Rms 0.924 5.302 30.800

Tabela 5.15 - Resposta máxima e rms do AMS

Verificando-se o pico da velocidade percebe-se que o valor está sobre o

limiar (v = 0.1 pol/s) do qual a vibração se torna desconfortável, segundo critério

da Figura (A.1). Com o intuito de melhorar a resposta, mantendo o nível de

vibrações dentro dos limites aceitáveis, uma alternativa seria a utilização de um

amortecedor de massa híbrido.
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Utilizando-se as matrizes de ponderação abaixo apresentadas obtiveram-se

os valores dos deslocamentos, velocidades e acelerações do oitavo andar e do

AMH apresentados nas Tabelas (5.16) e (5.17), respectivamente.
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d8 x10-3m v8 x10-3m/s A8 x10-3 m/s2

Máximo 0.0950 0.5008 2.7813
Rms 0.0569 0.3257 1.8785

Tabela 5.16 - Resposta máxima e rms do oitavo andar utilizando AMH

dAMS x10-3m vAMS x10-3m/s aAMS x10-3 m/s2

Máximo 2.6641 11.7632 60.9383
Rms 1.2217 6.78934 39.1794

Tabela 5.17 - Resposta máxima e rms do AMH

Os valores de pico e rms da força de controle calculados foram,

respectivamente, Fmáx = 3970.4 N e Frms = 924.3 N. Com a utilização deste tipo de

controle ocorreu uma redução em torno de 80% no pico da velocidade,

satisfazendo-se então com folga o critério da Figura (A.1). Um AMH, com força

de controle menor já atenderia o critério, já que o valor do pico da velocidade

quando da utilização do AMS se encontra no limiar. O valor da força encontrada

está diretamente ligado às matrizes de ponderação encontradas. No próximo

capítulo apresenta-se uma sugestão para determinação destas matrizes de uma

forma otimizada.

Exemplo 5.7

Este exemplo tem como objetivo aplicar o algoritmo de controle ótimo

não-linear, descrito no item 4.6, no cálculo da força de controle do AMH.

Considere o shear-frame reduzido a um grau de liberdade analisado anteriormente

no Exemplo 5.5. As propriedades do AMH instalado no mesmo são as seguintes:

m = 29455.02 Kg; k = 29455.02 N/m e c = 23796.97 Ns/m que correspondem aos

parâmetros ótimos de Den Hartog para uma relação entre as massas µ = 0.05. O

sistema é submetido a uma carga harmônica F = 5.102sen(3.174t) N.
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Inicialmente, a título de comparação, analisa-se o comportamento do

sistema puramente passivo (AMS). As Tabelas (5.18) e (5.19) apresentam os

deslocamentos, velocidades e acelerações máximos e rms, respectivamente.

d (m) v (m/s) a (m/s2)
Sist. Principal 4.3523 x 10-4 1.3791 x 10-3 4.37245 x 10-3

AMS 1.4769 x 10-3 4.6616 x 10-3 1.47245 x 10-2

Tabela 5.18 Deslocamentos, velocidades e acelerações máximos (AMS)

 d(m) v (m/s) a (m/s2)
Sist. Principal 2.635 x 10-4 8.241 x 10-3 2.65098 x 10-3

AMS 0.792 x 10-3 2.516 x 10-3 7.80913 x 10-2

Tabela 5.19 - Deslocamentos, velocidades e acelerações rms (AMS)

Em seguida verificou-se o comportamento da estrutura, desta feita

equipada com um AMH, cuja força de controle é calculada através do algoritmo

de controle ótimo linear clássico. As matrizes de ponderação utilizadas neste caso

foram as seguintes:
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As Tabelas (5.20) e (5.21) apresentam os deslocamentos, velocidades e

acelerações máximos e rms, respectivamente, para este tipo de controle. Verifica-

se que, novamente, o AMH, como já constatado em análises anteriores, em

comparação ao AMS provoca uma maior redução da resposta da massa principal

com forças de controle relativamente baixas (Fmáx = 188.73 N e Frms = 78.94 N).

d (m) v (m/s) a (m/s2)
Sist. Principal 1.648 x 10-4 4.959 x 10-4 1.537 x 10-3

AMH 1.899 x 10-3 5.659 x 10-3 1.717 x 10-2

Tabela 5.20 - Deslocamentos, velocidades e acelerações máximos (AMH Linear)

d (m) v (m/s) a (m/s2)
Sist. Principal 9.985 x 10-5 3.098 x 10-4 9.822 x 10-4

AMH 1.094 x 10-3 3.412 x 10-3 1.057 x 10-2

Tabela 5.21 - Deslocamentos, velocidades e acelerações rms (AMH Linear)
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Em seguida, analisou-se a resposta dinâmica da estrutura equipada com

um AMH, sendo a força de controle calculada utilizando um controle não-linear

de terceira ordem. Os coeficientes de ponderação adotados inicialmente foram

todos nulos, exceto o Q1111 que assumiu valor 5x1015. As Tabelas (5.22) e (5.23)

apresentam os deslocamentos, velocidades e acelerações máximos e rms,

respectivamente, neste caso, além das reduções em relação aos resultados obtidos

utilizando-se o controle linear. As forças de controle máxima e rms encontradas

foram, respectivamente, Fmáx = 279.64 N e Frms = 84.24 N.

d (m) ∆(%) v (m/s) ∆(%) a (m/s2) ∆(%)
Sist. Principal   1.569 x 10-4 -4.8 5.050 x 10-4 -2.0  1.735 x 10-3 +12.9

AMH  1.964 x 10-3 +3.5  6.544 x 10-3 +15.6  1.744 x 10-2 +1.63
Tabela 5.22 - Deslocamentos, velocidades e acelerações máximos (AMH Não-linear)

d (m) ∆(%) v (m/s) ∆(%) a (m/s2) ∆(%)
Sist. Principal 8.793 x 10-5 -11.9 2.728 x 10-4 -11.9 8.807 x 10-4 -10.3

AMH  1.109 x 10-3 +1.4 3.479 x 10-4 +2.0 1.099 x 10-2 +4.0
Tabela 5.23 - Deslocamentos, velocidades e acelerações rms (AMH Não-linear)

Verifica-se que o controle não-linear é, neste caso, mais eficiente que o

controle linear em particular no que se refere à resposta rms. Neste caso a

diferença é superior a 10% para deslocamentos, velocidades e acelerações. A

seguir apresentam-se as evoluções no tempo dos deslocamentos, velocidades e

acelerações da massa principal com controle linear e não-linear, nas Figuras

(5.25), (5.26) e (5.27), respectivamente. Finalmente na Figura (5.28) apresenta-se

a evolução no tempo da força de controle.
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Figura 5.25 - Evolução no tempo do deslocamento do sistema principal
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Figura 5.26 - Evolução no tempo da velocidade do sistema principal
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Figura 5.27 Evolução no tempo da aceleração do sistema principal
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Figura 5.28 - Evolução no tempo da força de controle

O plano fase e a seção de Poincaré da resposta do sistema principal são

apresentados nas Figuras (5.29a) e (5.29b), respectivamente. Pode-se perceber que

apesar do comportamento eminentemente não-linear da força de controle a

resposta do sistema principal é praticamente linear.
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Figura 5.29 - (a) Plano Fase; (b) Seção de Poincaré

Buscando-se melhorar ainda mais a eficiência do controle

implementado, modifica-se o valor dos coeficientes Qijkl adotados. Considere

desta feita Q1111 = Q2222 = Q3333 = Q4444 = 107, os demais coeficientes são

considerados nulos. As Tabelas (5.24) e (5.25) apresentam os deslocamentos,

velocidades e acelerações máximos e rms, respectivamente, neste caso, além das

reduções em relação aos resultados obtidos utilizando-se o controle linear. As

forças de controle máxima e rms encontradas foram, respectivamente,

Fmáx = 233.87 N e Frms = 104.24 N. Verifica-se que as reduções são superiores,

neste caso, inclusive para a aceleração máxima do sistema principal, sendo que a

força máxima requerida é 16.4% menor, e a força rms é 23.4% maior que no caso

anterior.

d (m) ∆(%) v (m/s) ∆(%) a (m/s2) ∆(%)
Sist. Principal  1.548 x 10-4 -6.1 4.303 x 10-4 -13.2  1.363 x 10-3 -11.3

AMH  2.553 x 10-3 +34.4  7.553 x 10-3 +33.5  2.099 x 10-2 +22.2
Tabela 5.24 - Deslocamentos, velocidades e acelerações máximos variando Qijkl

(AMH Não-linear)

d(m) ∆(%) v (m/s) ∆(%) a (m/s2) ∆(%)
Sist. Principal 8.426 x 10-5 -15.6 2.558 x 10-4 -17.4 7.903 x 10-4 -19.5

AMH  1.249 x 10-3 +14.2 3.760 x 10-4 +10.2 1.1508 x 10-2 +8.9
Tabela 5.25 - Deslocamentos, velocidades e acelerações rms variando Qijkl

(AMH Não-linear)

As evoluções no tempo dos deslocamentos, velocidades e acelerações da

massa principal com controle linear e não-linear são apresentadas nas Figuras

(5.30, (5.31) e (5.32), e, finalmente, na Figura (5.33) a evolução no tempo da

força de controle.
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Figura 5.30 - Evolução no tempo do deslocamento do sistema principal

(Q1111=Q2222=Q3333=Q4444=107)
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Figura 5.31 - Evolução no tempo da velocidade do sistema principal

(Q1111=Q2222=Q3333=Q4444=107)
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Figura 5.32 - Evolução no tempo da aceleração do sistema principal

(Q1111=Q2222=Q3333=Q4444=107)
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Figura 5.33 - Evolução no tempo da força de controle (Q1111=Q2222=Q3333=Q4444=107)

Complementando a análise no tempo apresentam-se o plano fase e a seção

de Poincaré do sistema principal (5.32a) e (5.32b), respectivamente. Novamente,

verifica-se que apesar do comportamento não-linear da força a resposta do sistema

permanece praticamente linear.
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Figura 5.34 - (a) Plano Fase; (b) Seção de Poincaré (Q1111=Q2222=Q3333=Q4444=107)

Complementando-se a presente análise e com o intuito de salientar a

importância da escolha de coeficientes de ponderação adequados para eficiência e

estabilidade do sistema de controle adota-se Q1111 = 1016 e os demais coeficientes

nulos. Analisando-se as evoluções do deslocamento, velocidade e aceleração do

sistema principal no tempo, apresentadas nas Figuras (5.35), (5.36) e (5.37),

respectivamente, além da evolução da força de controle apresentada na Figura

(5.38) Verifica-se que, neste caso, a não-linearidade da força faz com que se perca

a periodicidade da resposta, o sistema principal passa a ter uma resposta bastante

complexa, aparentemente caótica.
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Figura 5.35 - Evolução no tempo do deslocamento do sistema principal (Q1111=1016)
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Figura 5.36 - Evolução no tempo da velocidade do sistema principal (Q1111=1016)
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Figura 5.37 - Evolução no tempo da aceleração do sistema principal (Q1111=1016)



216

-500.00

-400.00

-300.00

-200.00

-100.00

0.00

100.00

200.00

300.00

400.00
0 5 10 15 20 25 30 35 40

t(s)

F
 (

N
)

AMH Linear AMH Não-LInear

Figura 5.38 - Evolução no tempo da força de controle (Q1111=1016)

Esse comportamento não-linear observado nas figuras acima apresentadas

também pode ser identificado no plano fase e na seção de Poincaré da resposta do

sistema principal, apresentados nas Figuras (5.39a) e (5.39b), respectivamente.
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Figura (5.39) (a) Plano Fase; (b) Seção de Poincaré (Q1111=1016)

Pode-se verificar que a força de controle não-linear, neste caso, além de

fazer com que se perca a periodicidade da resposta, amplifica a resposta máxima

do sistema. Fica ilustrada assim, a importância de um estudo paramétrico para

escolha dos coeficientes de ponderação Qijkl que resultem em uma força de

controle não-linear eficiente. Pinto (1999) analisou sistemas não-lineares de um
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grau de liberdade, utilizando também o algoritmo de controle ótimo não-linear de

terceira ordem, mas o fato do sistema ser não-linear possibilitava desconsiderar

estes coeficientes no cálculo dos ganhos de terceira ordem, a partir da equação

(4.87), já que os ganhos do controle de segunda ordem não se anulavam.



6
Controle Híbrido
Otimização da Força de Controle

6.1 Introdução

A escolha adequada das matrizes de ponderação Q e R é de fundamental

importância na eficiência do algoritmos de controle ótimo clássico e instantâneo

como se pode constatar através das análises feitas no Capítulo 4. Segundo Junkins

& Kim (1993), a flexibilidade na seleção destas matrizes, que resulta em uma total

liberdade do projetista em gerar uma infinita família de controles, é a maior

vantagem e desvantagem deste método. Torna-se de extrema importância,

portanto, um estudo paramétrico detalhado destas matrizes de ponderação para

garantir a robustez do sistema de controle.

Loh & Chao (1996) propuseram usar o do método de alocação de polos

(Meirovitch, 1990) para a determinação das matrizes de ponderação. Outra

metodologia para escolha destas matrizes, utilizando o método de Lyapunov, pode

ser encontrada em Tzan & Pantelides (1994).

Neste capítulo pretende-se propor uma forma eficaz de determinação

dessas matrizes, no caso do algoritmo de controle ótimo instantâneo aplicado ao

cálculo da força de controle de um AMH, de forma que se obtenha um controle

híbrido eficiente. Isto será feito realizando-se um estudo de otimização para

escolha de matrizes de ponderação de modo que se possa minimizar a resposta

permanente do sistema principal.

6.2 Ganhos da força de controle

A força de controle de malha fechada segundo o algoritmo de controle

ótimo instantâneo é dada pela expressão

)(
2

)( 1 t
t

t T QzBRu −∆−= (6.1)

No caso do AMH utiliza-se um controle single-input, isto é, existe apenas

uma força de controle. Sendo assim, a matriz R se reduz a um número. Na

presente análise considera-se o sistema estrutural reduzido a um grau de liberdade,
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segundo procedimento descrito no item 2.3.2. Neste caso, a matriz de ponderação

Q tem a forma
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Substituindo-se (6.2) em (6.1) e realizando a multiplicação obtém-se a expressão

da força de controle do AMH, a saber
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onde M é a massa modal do sistema principal e m é a massa do AMH.

Percebe-se que as duas primeiras linhas da matriz Q não influem no

cálculo da força de controle, portanto podem ser sempre iguais a zero. Verifica-se

também que neste caso os valores dos elementos de Q e R não são independentes.

O importante no processo de otimização é a razão qij/R. Resta portanto determinar

as relações q31/R, q41/R, q32/R, q42/R, q33/R, q43/R, q34/R , q44/R de forma a tornar o

AMH o mais eficiente possível.

As variáveis de estado z1 e z2 correspondem aos deslocamentos da massa

principal e do AMH, respectivamente. Enquanto que z3 e z4 representam as

velocidades, da massa principal e do AMH, respectivamente. Denominemos os

coeficentes que multiplicam z1, z2, z3 e z4, dentro da expressão que calcula u, de

ganhos G1, G2, G3 e G4, respectivamente. Esses ganhos provocam modificações

nas matrizes de rigidez e amortecimento do sistema, na forma
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Um aspecto importante a ser ressaltado é que a modificação nas matrizes

de rigidez e amortecimento, devido à força de controle, torna as mesmas

assimétricas.

Um passo essencial na análise do sistema controlado é a verificação de sua

estabilidade. Uma forma de fazê-lo é calcular os autovalores da matriz de estado

controlada, a saber
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Se nenhum dos autovalores possuir parte real positiva, o sistema se

mantém estável, caso contrário, as forças de controle tornarão o sistema instável.

6.3 Estudo paramétrico

Com o objetivo de realizar um estudo paramétrico e de otimização para

escolha das relações qij/R que minimizem a amplitude da resposta harmônica

permanente do sistema principal, y(ω), dada pelo primeiro elemento da matriz

Y(ω) (equação 3.7), definida seguindo-se os procedimentos usuais da análise

dinâmica de estruturas.

De maneira similar ao procedimento realizado no ítem 3.4, foi realizada

uma busca numérica afim de determinar as relações qij/R que produzissem o

menor pico da resposta H dada por
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sabendo-se que :

sω
ωα 1=  relação entre as freqüências do AMH e da massa principal

M

m=µ  relação entre as massas principal e do AMH

1ξ  e 2ξ  são as taxas de amortecimento da massa principal e do AMH,

respectivamente

F

s

ω
ωβ =  relação entre as freqüências da excitação e natural da estrutura.

O valor máximo da curva de resposta em freqüência é obtido através da

solução da equação

0=
∂
∂

β
H

(6.11)

sujeita à condição

0
2

2

>
∂
∂

β
H (6.12)

que define o ponto de máximo de uma função, onde β é a razão entre a freqüência

ω e a freqüência da excitação. Como a equação (6.11). é uma equação não-linear

ela é resolvida numericamente através do método de Newton-Raphson.

Verificou-se, após este estudo paramétrico detalhado, incrementando-se os

valores dos ganhos G1, G2, G3 e G4, utilizando os dados da estrutura reduzida a

um grau de liberdade do Exemplo (5.6), que os picos da curva de resposta em

freqüência se reduzem de maneira satisfatória modificando somente a matriz de

rigidez K, conforme se verifica nos exemplos apresentados na Tabela (6.1), que

apresenta os picos da resposta permanente para cada combinação de ganhos. A
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melhor alternativa é fazer com que somente G1≠0, pois é a que causa a maior

redução em relação à resposta sem controle (Hsc = 1.0934x10-7), o que também se

observa na curva de resposta em freqüência apresentada na Figura (6.1).

q31/R q41/R q32/R q42/R q33/R q43/R q34/R q44/R Hmáx

G1≠0 1015 103 0.0 0.0 0.0 0.0 0.0 0.0 0.98689x10-7

G1, G2 ≠0 1013 103 1013 103 0.0 0.0 0.0 0.0 1.07804x10-7

G3, G4 ≠0 0.0 0.0 0.0 0.0 1011 103 1011 103 1.08660x10-7

G1,G2,G3,G4 ≠0 104 103 104 103 104 103 104 103 1.09344 x10-7

Tabela 6.1 - Picos da resposta em  freqüência em função de diversas combinações de

ganhos

A Figura (6.2) apresenta a variação da resposta em freqüência H, variando-

se q31/R e q41/R, para β = 1.0 no caso de µ = 0.05. Percebe-se que H é tanto menor

quanto mais altos os valores de q31/R e q41/R, As Figuras (6.3a) e (6.3b)

apresentam as projeções do gráfico da Figura (6.2) nos planos H x q41/R e H x

q31/R.

Devido ao fato de se tratar de uma função monotônica, tornou-se

necessário arbitrar uma restrição à busca numérica realizada. Isto foi feito

adotando um tipo de restrição que garantisse a estabilidade do sistema e não

calculasse um ganho que excedesse a capacidade do atuador. Sendo assim, o

incremento dos valores de q31/R e q41/R se encerrava se os autovalores da matriz

de estado controlada (6.4) indicassem instabilidade do sistema e/ou se os ganhos

excedessem valores que ultrapassassem os limites de capacidade dos atuadores

apresentados no item 4.3.
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Figura 6.1 - Resposta em freqüência em função da combinação de ganhos

Figura 6.2 - Variação da resposta em freqüência em relação a q31/R e q41/R
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(a) (b)
Figura 6.3 - Projeções da superfície H

Dando prosseguimento, a Tabela (6.2) apresenta, para diversos valores de

µ, fixando q41/R = 103, os valores ótimos de q31/R, que atendem o critério de

estabilidade do sistema, seu respectivo ganho G1, os picos da função resposta em

freqüência com AMS e com AMH e a redução correspondente, verifica-se que a

redução foi em média de 15%.

Vale ressaltar que ao se modificar o µ, as propriedades ótimas do

AMS foram recalculadas segundo as expressões de parâmetros ótimos de Den

Hartog.

µ q31/R G1 Hmax (AMS) Hmax (AMH) ∆ (%)

0.001 1.2 x 1014 0.1256 x 106 3.4954 x 10-7 3.0241 x 10-7 13.5

0.01 6.9 x 1014 0.7219 x 106 1.9564 x 10-7 1.6352 x 10-7 16.4

0.05 2.7 x 1015 2.8250 x 106 1.0934 x 10-7 0.9212 x 10-7 15.8

0.1 4.9 x 1015 5.1269 x 106 0.8285 x 10-7 0.7097 x 10-7 14.3

Tabela 6.2 - Ganhos ótimos redução dos picos da resposta em freqüência

As Figuras (6.4) a (6.7) apresentam as respostas em freqüência com AMS e com

AMH para cada uma das relações entre massas µ considerada acima. Em todos

casos verifica-se que o controle híbrido otimizado fornece resultados bastante

satisfatórios para uma ampla faixa de freqüências.
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Figura 6.4 - Respostas em freqüência  com AMS e com AMH (µ = 0.001)
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Figura 6.5 - Respostas em freqüência  com AMS e com AMH (µ = 0.01)
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Figura 6.6 - Respostas em freqüência com AMS e com AMH (µ = 0.05)
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Figura 6.7 - Respostas em freqüência  com AMS e com AMH (µ = 0.1)

Na Tabela (6.3) apresentam-se as reduções para a freqüência

correspondente a β = 1.0, verifica-se que na região de ressonância a redução

causada pela utilização do AMH é mais significativa, girando em torno de 48%

em relação à resposta com AMS. Em seguida são comparadas as eficiências do

AMH e do AMS em um gráfico, mostrado na Figura (6.8), que apresenta para
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diversos valores de µ o valor da relação entre a resposta controlada e a sem

controle,
sc

c

H

H
, para β = 1.0, e pode-se observar que o AMH é mais eficiente em

todos os casos.

µ Hβ=1.0 (AMS) Hβ=1.0 (AMH) ∆ (%)

0.001 3.07 x 10-7 1.70 x 10-7 44.6

0.01 1.67 x 10-7 0.85 x 10-7 49.3

0.05 9.40 x 10-8 4.82 x 10-8 48.7

0.1 7.02 x 10-8 3.54 x 10-8 49.6

Tabela 6.3 - Redução da resposta em freqüência para β = 1.0
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Figura 6.8 - Relação entre a resposta controlada e a sem controle, 
scH
cH

, para o AMS e

AMH

6.4 Resposta no tempo

A seguir apresentam-se nas Tabelas (6.4) e (6.5) os deslocamentos,

velocidades e acelerações máximos e permanentes, com os diversos valores de µ,

do último andar e do AMH, respectivamente, quando a estrutura submetida à

carga harmônica utilizada no Exemplo (5.6). O valor das forças máximas e

permanentes do AMH estão apresentados na Tabela (6.6)
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µ dmáx (m) vmax (m/s) amax (m/s2) dperm (m) vperm (m/s) aperm (m/s2)

0.001 0.00102 0.00589 0.03412 0.00064 0.00377 0.02242

0.01 0.00047 0.00273 0.01568 0.00029 0.00167 0.01039

0.05 0.00028 0.00165 0.00966 0.00021 0.00119 0.00757

0.1 0.00022 0.00119 0.00730 0.00016 0.00091 0.00625

Tabela 6.4 - Deslocamentos, velocidades e acelerações do oitavo andar

µ dmáx (m) vmax (m/s) amax (m/s2) dperm (m) vperm (m/s) aperm (m/s2)

0.001 0.06749 0.39053 2.26039 0.05857 0.34167 1.98715

0.01 0.00922 0.05292 0.30457 0.00746 0.04297 0.24806

0.05 0.00188 0.01090 0.06233 0.00156 0.00903 0.05109

0.1 0.00097 0.00564 0.03156 0.00079 0.00463 0.02569

Tabela 6.5 - Deslocamentos, velocidades e acelerações do AMH

µ Fmax (N) Fperm (N) G1

0.001 127.7 81.5 0.1256 x 106

0.01 494.5 307.4 0.7219 x 106

0.05 785.8 576.3 2.8250 x 106

0.1 1106.8 814.2 5.1269 x 106

Tabela 6.6 - Forças de controle e ganhos ótimos

Verifica-se através dos dados apresentados acima, que o AMH mais

eficiente é o que possui maior massa, isto é, com µ = 0.1. No entanto a redução na

resposta proporcionada por este AMH é bem próxima à obtida com o AMH de

µ = 0.05, que, além da massa menor, exige uma força de controle 30% menor.

Quanto maior a massa, maior a força de controle exigida. Vale ressaltar que o

AMH com menor massa (µ = 0.001), apesar de exigir uma força de controle

inferior faz com que sua massa tenha respostas máximas e amplitudes

permanentes bem superiores, o que pode comprometer a instalação do AMH

segundo restrições de espaço, além dos deslocamento e velocidades máximos

aceitáveis do atuador.

Finalmente, vale à pena ressaltar o fato que, observando-se os valores dos

picos das velocidades na Tabela (6.4) verifica-se que os casos correspondentes a

µ = 0.1 e µ = 0.05 atendem ao critério de nível aceitável de vibração da Figura
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(A.1), comentado anteriormente no Exemplo 5.6. Sendo que o valor da força de

controle otimizada máxima é inferior ao encontrado no exemplo do Capítulo 5.

Nota-se ainda que a magnitude das forças encontra-se dentro dos limites práticos

de capacidade dos atuadores apresentados no item 4.3.

6.5 Influência dos parâmetros do AMH e da estrutura

Em seguida, nas Figuras (6.9) a (6.11) são apresentadas as curvas de

resposta em freqüência, considerando que ao se modificar o µ, as propriedades do

AMH não fossem recalculadas, mantendo aquelas obtidas para µ = 0.05. Verifica-

se que isso compromete a eficiência do AMH, já que sua parcela passiva não se

encontra mais otimizada, evidenciando o fato do AMH ser mais eficiente do que

seu dispositivo ativo equivalente, o AMA.

Para um AMH com µ = 0.05 e parâmetros ótimos, verifica-se qual a

influência da freqüência da massa principal no comportamento do sistema

controlado. A Tabela (6.7) apresenta o valor da amplitude da resposta permanente

para β = 1.0 com AMS e com AMH, para cada valor de freqüência do sistema

principal considerado, a porcentagem de redução e os respectivos ganhos

otimizados, G1. A freqüência natural do sistema original é modificada mantendo-

se a massa constante e alterando a rigidez. Verifica-se que estruturas com

freqüências mais altas exigem ganhos da força de controle mais elevados, porém

as reduções em relação ao sistema de controle passivo são sempre por volta de

50% em todos os casos. Essas reduções podem ser melhor verificadas analisando-

se as Figuras (6.12) a (6.16), que representam a curva de resposta em freqüência

para cada caso analisado.

ω H(β=1.0) AMS H(β=1.0) AMH ∆(%) q31/R G1

0.25 1.25 x 10-6 0.64 x 10-6 49.29 % 4.6 x 1013 207011.0

0.5 3.15 x 10-7 1.59 x 10-7 49.30 % 3.7 x 1014 832544.0

1.0 7.89 x 10-8 3.94 x 10-8 49.80 % 3.0 x 1015 3375180.0

2.0 1.96 x 10-8 0.98 x 10-8 49.79 % 2.4 x 1016 13500700.0

3.0 8.72 x 10-9 4.36 x 10-9 50.00 % 8.1 x 1016 30373600.0

Tabela 6.7 - Valor da amplitude da resposta permanente para β=1.0 com AMS e com

AMH para cada valor de freqüência
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Figura 6.9 - Respostas em freqüência com AMH e AMS não otimizado (µ = 0.001)

µµ=0.01

0.00E+00

5.00E-08

1.00E-07

1.50E-07

2.00E-07

2.50E-07

3.00E-07

0.00 0.20 0.40 0.60 0.80 1.00 1.20 1.40 1.60 1.80 2.00

ββ

H

AMS AMH

Figura 6.10 - Respostas em freqüência com AMH e AMS não otimizado (µ = 0.01)
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Figura 6.11- Respostas em freqüência com AMH e AMS não otimizado (µ = 0.1)
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Figura 6.12 - Respostas em freqüência com AMH e com AMS (ω = 0.25 Hz)
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ωω=0.5 Hz
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Figura 6.13 - Respostas em freqüência com AMH e com AMS (ω = 0.5 Hz)
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Figura 6.14 - Respostas em freqüência com AMH e com AMS (ω = 1.0 Hz)
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ωω=2.0 Hz
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Figura 6.15 - Respostas em freqüência com AMH e com AMS (ω = 2.0 Hz)
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Figura 6.16 - Respostas em freqüência com AMH e com AMS (ω = 3.0 Hz)

A Figura (6.17) apresenta a variação da relação Q31/K (Q31 = q31/R), onde

K é a rigidez do sistema principal, em função da freqüência natural ω. Pode-se

observar que existe uma relação linear entre essas duas variáveis.
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Figura 6.17 - Variação de Q31/K com a freqüência natural

Com o objetivo de propor uma expressão do ganho ótimo G1 para qualquer

edifício reduzido a um grau de liberdade pela análise modal, estudou-se a seguir a

variação da relação Q31/K com a massa do sistema principal reduzido, M.

Fixando-se, por exemplo, os parâmetros µ = 0.05; ξ = 0.02; ω = 1.0Hz, pode-se

perceber que esta relação é aproximadamente linear, conforme mostra a Figura

(6.18).
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Figura (6.18) Variação do parâmetro ótimo Q31/K em função da massa do sistema

principal M
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Finalmente resta observar qual a influência da relação entre as massas µ e

da taxa de amortecimento do sistema principal, já que rigidez e amortecimento do

AMH são função de µ de acordo com as expressões de Den Hartog. A Figura

(6.19) apresenta a variação da relação Q31/K para uma massa m = 1000t e ω = 1Hz

para valores de ξ = 0.02, 0.05 e 0.10. Verifica-se que a relação Q31/K  ótima

aumenta a medida que µ cresce de uma maneira não-linear. Isto porque a força de

controle exigida para AMHs com massas maiores tem maior intensidade. Pode-se

perceber ainda que o valor da taxa de amortecimento do sistema também também

afeta, embora em menor escala, a relação Q31/K  ótima.
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Figura 6.19 - Variação de Q31/K em relação a µ para diferentes valores de ξ

6.6 Força de controle otimizada

Com base no estudo paramétrico realizado neste capítulo, pode-se propor

um ganho ótimo para o sistema controlado. Fixados os valores do parâmetro µ do

AMH, a taxa de amortecimento do sistema principal e q41/R = 103, inicialmente

consultam-se as Tabela (6.8) e (6.9), que apresentam os valores de de Q31/K

correspondentes a uma massa do sistema principal M igual a 1000t e freqüência

natural do sistema de 1Hz, de acordo com os valores de µ e ξ adotados. Em

seguida de acordo com a equação (6.12) multiplica-se esse valor pela massa do
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sistema principal analisado em Kg e pelo valor da freqüência natural do sistema

em Hz, obtendo-se assim o Q31/K ótimo para a estrutura em questão

)()(
)1;1000(

3131
HzKg

HztM
xM

K

Q
ótimo

K

Q
ω=

=ω=
(6.12)

µ Q31/K
0.001 0.1519820 x 107

0.01 0.8612315 x 107

0.05 3.2929441 x 107

0.1 6.0792814 x 107

0.5 2.1024182 x 108

Tabela 6.8 - Valores de Q31/K (M = 1000t e ω = 1.0Hz) para ξ = 0.02

µ Q31/K
0.001 0.2786337 x 107

0.01 1.2918473 x 107

0.05 4.3061576 x 107

0.1 7.3457983 x 107

0.5 2.2544001 x 108

Tabela 6.9 - Valores de Q31/K (M = 1000t e ω = 1.0Hz) para ξ = 0.05

Desta maneira o cálculo da força de controle ótima é feito através da

expressão (6.13), lembrando-se que inicialmente é calculado q31/R (Q31 = q31/R) a

partir de Q31/K, sabendo-se que K é a rigidez do sistema principal

1
z

m

1

R
41

q

M

1
x

ótimoR
31

q

2

t
ótimo

u 









+−= ∆

(6.13)



7
Conclusões e Sugestões

7.1 Conclusões

A seguir são apresentadas conclusões, comentários e observações sobre a

pesquisa realizada baseados nos resultados obtidos no presente trabalho.

O estudo aqui realizado sobre o comportamento dinâmico de edifícios

altos, sob a proteção do mecanismo de controle do amortecedor de massa, resultou

em algumas contribuições originais na área de controle estrutural, sendo as

principais:

• A determinação de parâmetros ótimos para projeto de amortecedores de massa

múltiplos, levando em consideração o efeito da interligação entre as massas.

• A análise do efeito de não-linearidades do sistema de controle no movimento e

estabilidade da estrutura.

• Proposta de uma forma eficaz para determinação das matrizes de ponderação

utilizadas no algoritmo de controle ótimo instantâneo aplicado ao cálculo da

força de controle de um AMH, de forma a se obter um controle híbrido

eficiente.

Os exemplos numéricos apresentados na tese, além de validarem os

procedimentos de análise aqui estudados e as rotinas computacionais

implementadas para o controle de vibrações de edifícios, demonstraram algumas

das potencialidades e evidenciaram certas vantagens e desvantagens dos controles

ativo e passivo quando usados de forma independente. Com base nestes resultados

e na pesquisa bibliográfica realizada, verificou-se que o uso do controle híbrido

poderia superar certas desvantagens do controle passivo e ativo. As análises aqui

realizadas mostraram que a utilização do controle híbrido pode ser bem mais

eficiente, pois provoca uma redução na magnitude das forças nos atuadores além

de funcionar satisfatoriamente fora da faixa de freqüência para a qual foi

projetado seu componente passivo.

A importância de uma análise para definição da posição do AMS foi

verificada nos exemplos numéricos realizados, a posição mais apropriada para a
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colocação do AMS em uma estrutura genérica, deve ser estudada baseada no tipo

de estrutura, nas propriedades da mesma e no carregamento aplicado.

Foi analisada a influência da não-linearidade do AMS no comportamento

dinâmico de um sistema estrutural. Verificou-se que não-linearidades no AMS

podem afetar de forma significativa o comportamento do sistema, melhorando ou

piorando o comportamento do absorsor, isto em função do tipo e grau de não-

linearidade. Em alguns casos observou-se que a não-linearidade pode ter um

efeito bastante nocivo, causando o aparecimento de saltos, descontinuidades e

respostas instáveis, em particular no caso de não-linearidade com perda de rigidez

(softening). Sendo este um problema pouco estudado na literatura são necessários

estudos mais aprofundados sobre o assunto.

Verificou-se que o uso de amortecedores de massa múltiplos (AMSM),

pode ser bem mais eficiente do que amortecedores com uma única massa,

formando um patamar na curva de resposta em freqüência que evita a

amplificação da resposta caso a freqüência da excitação seja diferente da

considerada no projeto. Outro aspecto analisado foi a influência da interligação

entre as massas. Nos exemplos analisados pode-se verificar que essa interligação

pode melhorar a eficiência deste sistema de controle, especialmente no aspecto

relativo ao espaço disponível para instalação do sistema, diminuindo o espaço

necessário para a instalação do AMSM em função de menores deslocamentos

relativos, uma importante questão prática.

Na investigação de parâmetros ótimos para este tipo de amortecedor

observou-se que parâmetros como relação entre as massas, relação entre

freqüências e taxa de amortecimento de cada massa podem ter grande influência

na performance do sistema como um todo. A metodologia apresentada,

considerando todos esses parâmetros como variáveis, conduziu a valores de

parâmetros ótimos que levaram aos menores picos possíveis da amplitude da

resposta permanente da estrutura com relação à freqüência.

Em casos onde não se considerou a interligação entre as massas pode-se

perceber que o aumento do número de massas do AMSM pode ou não ter

influência na redução da magnitude dos picos da resposta em freqüência.

A consideração de carregamentos com perturbações aleatórias mostrou que

a eficiência do AMSM pode ser comprometida neste caso, podendo não

apresentar vantagens em relação ao AMS. Estudos mais aprofundados nesse
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tópico mostram-se necessários, de forma a verificar a eficiência de dispositivos

ativos e/ou híbridos na proteção de estruturas submetidas a esse tipo de

carregamento.

Verificou-se, a partir dos resultados obtidos, que a utilização do

amortecedor de massa híbrido (AMH), melhora a eficiência e robustez do controle

quando comparado ao amortecedor puramente passivo, o AMS. Isso se evidenciou

especialmente nos casos da possível ocorrência de uma discrepância nas

propriedades da estrutura ou do amortecedor consideradas no projeto. Além disso

pode-se observar a possibilidade de obter uma maior redução da resposta

utilizando um AMH com massa menor que a do AMS.

Edifícios usualmente apresentam baixo nível de amortecimento. A

inclusão de amortecedores viscofluidos lineares em uma estrutura equipada com

AMH, aumentando seu nível de amortecimento, acarreta uma maior redução da

resposta, sendo mais significativa a redução da magnitude da força de controle

necessária.

O estudo paramétrico realizado mostrou que o parâmetro α, que representa

a relação entre a freqüências da estrutura e a do amortecedor, influencia

ligeiramente a redução da resposta máxima e rms do sistema principal, utilizando-

se o AMH, sendo que no caso da força de controle máxima e rms a influência é

significativa.

No caso da relação entre as massas, µ, o estudo verificou a possibilidade

de obter-se a mesma resposta alcançada com um AMS instalando um AMH de

massa menor. A força de controle também é influenciada pelo parâmetro, neste

caso.

Quanto à taxa de amortecimento, ξ, verificou-se que o seu aumento

compromete a eficiência do AMS. Quanto maior o valor considerado, menos o

amortecedor vibra prejudicando a sua eficiência. Já no caso do AMH a resposta se

mantém praticamente inalterada gerando, no entanto, um aumento na magnitude

das forças de controle.

A aplicação do algoritmo de controle ótimo não-linear no cálculo da força

de controle do AMH apresentou bons resultados, mostrando-se mais eficiente do

que no caso da utilização do algoritmo de controle linear, sem apresentar

acréscimos significativos na magnitude da força de controle. Vale ressaltar a
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importância da escolha de coeficientes de ponderação adequados na eficiência

deste tipo de controle, uma escolha equivocada pode fazer com que a não-

linearidade da força acarrete uma perda de periodicidade da resposta da estrutura,

além de sua amplificação.

A partir dos resultados obtidos evidenciou-se a necessidade de um estudo

paramétrico detalhado das matrizes de ponderação dos algoritmos de controle

ótimo, para que se possa escolher uma lei de controle que leve às reduções

desejadas no projeto sem que para isso sejam necessárias forças de elevada

magnitude que aumentem o custo ou inviabilizem o sistema.

Sendo assim, apresentou-se neste trabalho uma sugestão para cálculo

destas matrizes, que conduzem a uma expressão da força de controle ótima, para

estruturas submetidas à excitações harmônicas equipadas com AMH.

7.2 Sugestões para trabalhos futuros

O controle de vibrações em estruturas é uma área de pesquisa em franca

expansão e com interfaces importantes com várias outras áreas de pesquisa. Como

se pode observar ao longo deste trabalho existem vários tópicos importantes cujo

estudo deve ser aprofundado. Dentre esses, pode-se enumerar como continuação

natural desta tese, os seguintes tópicos:

• Análise numérica para controle híbrido de edifícios altos considerando cargas

de natureza aleatória, tais como sismos, cargas de vento e carregamentos

devido à ocupação humana.

• Como o amortecimento é um fator determinante no controle de vibrações de

edifícios altos, estudar o controle híbrido combinando outros tipos de

dispositivos passivos além do AMS, tais como amortecedores viscofluidos e

viscoelásticos com mecanismos de controle ativo.

• Proposta de uma metodologia de otimização do número e posição de

amortecedores e atuadores para o controle híbrido de edifícios altos, visando

melhorar a eficiência e baixar o custo.

• Verificar o efeito da interligação das massas em AMSM com um número

qualquer de amortecedores.

• Estender o estudo da determinação das matrizes de ponderação para cálculo da

força de controle do AMH, adotando-se leis de controle diversas, como por
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exemplo: realimentação de velocidade, realimentação de aceleração e

realimentação completa, realizando a seguir, a comparação dos resultados.

• Estudar o efeito da não-linearidade do Amortecedor de Massa Híbrido (AMH)

no comportamento do sistema principal. Para essa análise, utilizar o algoritmo

de controle ótimo não-linear no cálculo da força de controle do AMH.

• Estudar o desenvolvimento de absorsores semi-ativos não-lineares, usando-se

por exemplo pêndulos com geometria variável de modo a se variar a

freqüência na vizinhança da freqüência básica de projeto.
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Apêndice A
Níveis Aceitáveis de Vibração

Um aspecto importante a ser observado no projeto de sistemas de controle

de vibrações em estruturas de Engenharia Civil é definir quais são os níveis de

vibração cujos efeitos podem ser tolerados por seus ocupantes e que não

comprometem a segurança e integridade da estrutura.

Critérios para definição desses níveis de vibração aceitáveis devem ser

estipulados baseados, entre outras coisas, na resistência dos membros estruturais e

dos efeitos fisiológicos nas pessoas. Esses níveis são determinados geralmente em

relação as quantidades físicas como: amplitude de deslocamento, amplitude de

velocidade e amplitude de aceleração.

Bachmann & Ammann (1987) dividem os efeitos de vibração em três

categorias: critério estrutural, critério fisiológico e critério qualidade-produção.

Porém chamam atenção para o fato que é recomendável a utilização de um critério

global baseado no efeito mais crítico em questão, a depender do tipo de

construção e sua utilização.

Um critério estrutural, apresentado por Shing et al (1996), definido a partir

de evidências empíricas, propõe limites para o deslocamento entre os andares.

Segundo este critério se este deslocamento estiver entre 0.2 a 0.6% da altura do

andar, não ocorre dano estrutural; se estiver entre 0.6 a 1% da altura do andar

ocorrem danos não estruturais significativos e danos estruturais leves;

deslocamentos superiores a 1% da altura do andar causam danos estruturais

severos.

A Figura (A.1) apresenta a quantidade de danos estruturais esperada

baseada em vários parâmetros, trata-se de um resumo conciso de vários

regulamentos, normas e considerações práticas existentes na literatura. Este tipo

de gráfico, denominado um nomógrafo, é útil porque sua construção independe de

valores específicos de massa e rigidez, mas somente da sua razão. Ilustra de uma

outra forma a relação entre deslocamento, velocidade e aceleração. O eixo x
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representa a frequência natural, o eixo y a velocidade máxima, e as linhas

inclinadas são linhas de deslocamento constante (/) e aceleração constante (\).
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Figura A.1 - Espectro de resposta para efeitos da vibração nas pessoas e na estrutura.

(Bachmann & Ammann, 1987) 1 pol = 25.4mm

Enquanto que o nomógrafo da Figura (A.1) baseia-se nos picos de

deslocamento, velocidade e aceleração, o nomógrafo apresentado por Inman

(1995), extrapolado no presente trabalho para frequências menores que 1.0 Hz,

mostrado na Figura (A.2), baseia-se nas quantidades rms de deslocamento,

velocidade e aceleração para definir níveis de vibração para danos estruturais,

percepção humana e vibração de máquinas.
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Figura A.2 - Espectro de resposta para efeitos da vibração nas pessoas, na estrutura e

nas máquinas (Inman, 1995)

Outro critério é o fornecido pelo Standard DIN 4150 parte 3, código do

German Institute for Standards, que trata de vibrações em engenharia civil.

Segundo ele as vibrações transientes devem ser limitadas em termos das

velocidades máximas na fundação:

20 mm/s ≤ vmáx ≤-50 mm/s, para frequências desde f≤10 Hz até f = 100 Hz, a

fim de evitar danos severos à estrutura;

5 mm/s ≤ vmáx ≤-20 mm/s a fim de evitar danos leves à estrutura;

3 mm/s ≤ vmáx ≤-5 mm/s para estruturas particularmente sensíveis.

No caso de vibrações permanentes, particularmente no caso de lajes de

piso, v = 10 mm/s é considerado admissível, ainda que não previna inteiramente

danos leves como, por exemplo, rachaduras.

Quanto ao aspecto fisiológico, a princípio a sensibilidade humana à

vibrações mecânicas é muito sutil, o corpo humano percebe amplitudes de
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deslocamento de somente 0.001 mm, sendo que a ponta dos dedos pode detectar

amplitudes vinte vezes menores. No entanto, a reação humana a determinada

vibração depende muito das circunstâncias. O desconforto é sentido em diferentes

graus a depender se a pessoa está sentada em uma escrivaninha, operando uma

máquina ou dirigindo um automóvel.

Parâmetros que influenciam a sensibilidade humana são:

posição da pessoa afetada (em pé, sentada, deitada)

direção da incidência em relação à espinha vertebral

atividade da pessoa afetada (deitada, andando, correndo)

comunidade (existência de outras pessoas ao redor)

idade

sexo

freqüência da ocorrência e hora do dia

duração do decaimento (amortecimento)

A Figura (A.3) apresenta um espectro da sensibilidade humana em relação

à amplitudes de deslocamento. Esta figura, apresentada por Bachmann &

Ammann (1987), e extrapolado no presente trabalho para freqüências menores

que 1.0 Hz. Os mesmos autores apresentaram um gráfico da sensibilidade

humana em relação aos picos da aceleração, mostrado na Figura (A.4).
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Figura A.3 - Percepção humana dos da amplitude do deslocamento da vibração com

relação àfrequência (Bachmann & Ammann, 1987) 1 pol = 25.4mm

Figura A.4 - Percepção humana dos da aceleração máxima com relação à frequência

(Bachmann & Ammann, 1987)


