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Resumo 

De acordo com o novo modelo de mercado energético, as empresas do setor elétrico vêm 
se desenvolvendo de forma a se tornarem cada vez mais competitivas. Por outro lado, a 
demanda de energia vem aumentando ao longo dos anos e o investimento no setor elétrico 
não acompanha tal crescimento. Isto faz com que o sistema elétrico interligado venha a ser 
operado próximo à sua capacidade máxima. 

A produção de energia através de fontes renováveis como eólica e solar contribuem para 
o desenvolvimento sustentável e minimizam as questões de déficit de energia. Entretanto, 
as fontes denominadas intermitentes, por questões de inércia síncrona pouco contribuem 
com sistema elétrico em caso de grandes distúrbios.  

Neste cenário, os hidrogeradores ainda são as fontes mais confiáveis e desempenham um 
papel fundamental na estabilidade do sistema elétrico. Adicionalmente, os hidrogeradores 
com rotação variável podem contribuir significativamente para a operação do sistema, 
otimização de reservatórios e minimização de impactos ambientais. Ademais, com o 
desenvolvimento tecnológico, redução de custo de inversores e a ampliação de redes em 
HVDC propiciam a aplicação de hidrogeradores com rotação variável. 

O objetivo do trabalho é propor um estudo da eficiência do hidrogerador de grande porte 
com rotação variável. Pretende-se mapear a eficiência da máquina para várias condições 
de carga e rotação, analisando o comportamento das máquinas em relação aos diversos 
tipos de perdas. Também serão analisados os limites operacionais da máquina síncrona 
de polos salientes para várias condições de rotação.  

As análises e simulações serão aplicadas em hidrogeradores de grande porte e como 
contribuições serão propostas curvas de capabilidade tridimensionais com a variação da 
frequência no terceiro eixo e as respectivas análises da influência das reatâncias, tensão, 
corrente na armadura e perdas nos limites operacionais da máquina. 

 

 

Palavras chave: curva de capabilidade, eficiência, hidrogeradores, rotação variável.  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

 

Abstract 

According to the new energy market regulation, the electric system companies have been 
leading to become more and more competitive. However, the consumption of electric 
energy has increased along the years, and the investments in the electric system have not 
increased in the same proportion.  It makes the electrical grid operation close to its 
maximum capacity. 

Energy production through renewable sources such as wind and solar contributes to 
sustainable development and minimizes energy deficit issues. However, intermittent 
sources, due to low synchronous inertia, make a small contribution to the electrical system 
in the event of major disturbances. 

In this scenario, hydrogenerators are still the most reliable sources and play a fundamental 
role in the electrical system stability. Additionally, hydrogenerators with variable speed can 
significantly contribute to system operation, reservoir optimization and minimization of 
environmental impacts. Furthermore, through technological development, the reduction 
costs of inverters and the expansion of HVDC grids, the application of variable speed 
hydrogenerators is completely viable. 

The objective of this work is to propose a study of the efficiency of a large hydrogenator 
with variable speed operation. The aim is to map the efficiency of the machine for different 
load and rotational speed conditions, analyzing the behavior of the machine regarding to 
distinct types of losses. The operational limits of the salient pole synchronous machine for 
different rotational speed condition will also be analyzed. 

The analyzes and simulations will be applied to a large hydrogenator and as a contribution 
a three-dimensional capability chart will be proposed with speed variation in the third axis 
and the respective analyzes of the influence of reactance, voltage, armature current and 
losses in the operational limits of the machine. 

 

 

 

Key words: capability chart, efficiency, hydrogenerator, variable speed. 
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CAPÍTULO 1  

 

 

 Introdução:  Contexto Eletro Energético 

 
 

1.1 Apresentação do Tema 
 

No atual modelo de mercado energético e no ambiente de negócios do setor 

elétrico é mandatório que as empresas produtoras e transmissoras de energia se tornem 

cada vez mais competitivas buscando soluções para a redução de custos, aliada ao 

aumento de confiabilidade e disponibilidade do sistema elétrico. 

Neste contexto, a mitigação das perdas, a otimização de operação dos geradores e 

a constante busca para o aumento da eficiência e disponibilidade dos equipamentos, 

tornam-se inquestionáveis metas aspiradas pelos agentes produtores de energia.  

 

1.1.1 Matriz Elétrica Brasileira 

Apesar da crescente demanda de energia nos últimos anos, o Brasil continua se destacando 

pela utilização de fontes renováveis para a geração de energia elétrica. Entanto que o 

percentual de utilização energias renováveis no mundo é de aproximadamente 28,6 %, o 

Brasil alcançou um patamar de 84,25 % na composição da matriz elétrica [1.1]. Embora o 

país possua um vasto potencial hidráulico, é evidente o crescimento da utilização das 

fontes eólica, fotovoltaicas e cogeração. Segundo a ANEEL – Agência Nacional de Energia 

Elétrica, no ano de 2024 está prevista a instalação de 60 usinas eólicas com capacidade 

instalada de 1.889,80 MW e 35 usinas fotovoltaicas totalizando 1.339,91 MW [1.2]. 

A tabela 1.1 apresenta a matriz elétrica brasileira evidenciando a utilização das fontes 

renováveis. 
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Tab.1.1 Matriz elétrica brasileira 

 

 

1.1.2 Energia eólica 

Com o enorme potencial de ampliação das instalações e com um aumento da produção de 

energia de forma exponencial, a energia eólica no Brasil desempenha um papel crucial para 

o desenvolvimento sustentável. 

Até maio de 2024, o país contava com 1054 parques eólicos instalados em 12 estados 

somando 30,63 GW, o que representa 15,1 % na participação da matriz elétrica nacional. 

Desse total, 85 % estão na região Nordeste. A figura 1.1 apresenta a evolução da 

capacidade instalada [1.3]. 

 

Fig.1.1- Energia Eólica – Evolução da Capacidade instalada [1.3] 
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De acordo com a Associação Brasileira de energia Eólica (ABEEÓLICA), até 2028 o Brasil terá 

44,78 GW de capacidade instalada. 

1.1.3 Energia Solar 

Até o ano de 2016 a produção de energia solar não tinha representatividade na matriz 

elétrica brasileira.  O primeiro leilão com a participação de geração de energia solar ocorreu 

em 2014, entretanto, as usinas voltaicas entraram em operação apenas em 2017. 

Adicionalmente, com a redução de custos de inversores e placas fotovoltaicas o 

crescimento da potência instalada vem crescendo de forma exponencial tanto na geração 

distribuída quando geração centralizada.  

A Figura 1.2 apresenta a evolução da capacidade instalada de energia solar nos últimos 

anos [1.4] 

 

 

 

 

Fig. 1.2 - Evolução da capacidade fotovoltaica instalada [1.4] 
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1.1.4 Cogeração 

Diferente de outros países, o Brasil se beneficia do enorme potencial de cogeração, sendo 

o quarto país em cogeração na matriz mundial, ficando atrás apenas da China, Estados 

Unidos e Alemanha. Entretanto, quando se trata de utilização de biomassa, o Brasil ocupa 

posição de destaque. 

A biomassa a partir do bagaço de cana representa 60,3 % de toda a cogeração existente no 

país, o licor negro, subproduto do processamento da celulose, é responsável por 16,6 % e 

o gás natural por 15,3 %. A tabela 1.2 apresenta as fontes de cogeração, o número de usinas 

e a capacidade instalada total por tipo de fonte em Julho de 2024 [1.12]. 

 

Tab. 1.2 – Fontes de Cogeração – Capacidade instalada [1.12] 

Fonte Usinas Capacidade Instalada [MW] 

Bagaço de Cana 391 12.597 

Licor negro 22 3.447 

Gás natural 93 3.152 

Madeira 74 1.082 

Biogás 52 379 

Outros 33 267 

 

No primeiro semestre de 2024, entraram em operação comercial 135 MW de bagaço de 

cana dos empreendimentos de São José, Barra Grande 2 e São Martinho Bioenergia, 8,14 

MW de óleos vegetais da empresa BBF Baliza e 26 MW de resíduos de madeira da Inpasa 

Dourados [1.12]. 

A expectativa é que cerca de 1,3 GW, somente da fonte de biomassa, entrem em operação 

no país até 2026 [1.2]. 
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1.2 Justificativa do tema 

O tema envolve a análise das perdas e curvas de operação de geradores síncronos de polos 

salientes com rotação variável.  Dentre os fatores que motivam este trabalho destacam-se 

o cenário do país frente ao contexto energético, a possiblidade da otimização da operação 

de usinas hidrelétricas, a necessidade de reserva girante, a melhoria de estabilidade do 

sistema e a possibilidade conexão ao sistema de transmissão em corrente contínua. 

 

1.2.1 Cenário do país frente ao contexto energético:  

Problemas com a produção e transporte de gás natural, a constante busca por energia 

alternativa aliada à redução de emissão de carbono, dificuldades de implementação de 

usinas a biodiesel e a necessidade de inércia do sistema elétrico faz com que o investimento 

na produção e operação de hidrelétricas ainda seja viável e necessário.  

 

1.2.2 Otimização da operação dos hidrogeradores:  

Recentemente o país atravessou uma crise energética devido à um período de condições 

hidrológicas desfavoráveis e operação inadequada dos reservatórios, onde seus níveis 

chegaram a valores críticos. Tanto a indústria nacional como os consumidores residenciais 

sofreram os impactos desta crise.  

Em alguns casos, houve a necessidade de desligamento de unidades geradoras devido ao 

fato de alguns reservatórios atingirem a cota mínima operacional e ao mesmo tempo 

ocorreu a abertura do vertedouro de algumas plantas para permitir a vazão sanitária e 

recomposição da cascata de algumas bacias hidrográficas. 

Logo, o conhecimento das perdas dos geradores, bem como o ponto ótimo de operação 

certamente poderão facilitar o manejo e controle dos níveis dos reservatórios. 

Adicionalmente a utilização de máquinas com rotação variável permitirá a operação das 

turbinas em regiões de maior eficiência e fora da região de cavitação além de maior 

flexibilidade de operação dos reservatórios em relação à altura da queda. A figura 1.3 

ilustra a operação otimizada de turbinas com rotação variável [1.5]: 
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Fig. 1.3 – Otimização da operação de hidrogeradores [1.5] 

 

Na figura 1.3 fica evidente a maior flexibilidade da operação da turbina, onde através da 

rotação variável amplia-se a faixa de operação em relação à queda d’água e vazão, e ao 

mesmo tempo permite a operação fora da região de instabilidade hidráulica e cavitação. 

 

1.2.3 Necessidade de reserva girante 

 

A utilização de fontes renováveis para a geração de energia elétrica tem aumentado 

significativamente nos últimos anos, principalmente usinas eólicas e fotovoltaicas.  

Embora o aumento do percentual renovável não hidroelétrico na matriz energética seja 

positivo sob o ponto de vista ambiental, implica em aumento de complexidade do 

planejamento energético, de forma a garantir a segurança de suprimento de energia 

considerando intermitência da geração renovável [1.11]. 

Os Geradores síncronos possuem o parâmetro de inércia síncrona em seu processo de 

geração de energia, tendo assim a característica de armazenar energia cinética. Em uma 

rede elétrica, a inércia é derivada de uma enorme quantidade de geradores que são 
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sincronizados, o que significa que todos eles estão operando em uma mesma frequência, 

trabalhando juntos para contribuir para a inércia da rede [1.10]. 

Desta forma, apesar dos inúmeros benefícios das energias renováveis, verifica-se que a 

intermitência das energias eólicas e fotovoltaicas podem comprometer a segurança do 

sistema elétrico. 

A Figura 1.4 Apresenta a variação da geração diária típica de um parque eólico no Nordeste 

do Brasil.  

 

 

Fig. 1.4 - Geração diária típica de um parque eólico [1.9] 

 

Com base na intermitência das fontes renováveis, entende-se que a implementação 

máquinas com rotação variável, principalmente para períodos de estiagem ou com 

reservatórios deplecionados, pode contribuir significativamente para o aumento da 

confiabilidade do sistema. 

 

1.2.4 Estabilidade do sistema: Distúrbio sistêmico de 15 de agosto de 2023  

Nos últimos 20 anos ocorreram vários distúrbios no sistema elétrico brasileiro, os quais 

interromperam o fornecimento de energia simultaneamente em vários estados. Todavia, a 

principal causa da evolução daqueles distúrbios localizados, que se alastraram 

praticamente para todo o país, consistia basicamente na falta de investimento na geração 
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e transmissão de energia. Passados estes 20 anos, constata-se um investimento massivo 

em ampliação do sistema elétrico, haja vista a ocorrência de dezenas de leilões de 

empreendimentos geração e linhas de transmissão promovidos pela ANEEL. Entretanto, 

todo investimento não foi suficiente para evitar os recentes distúrbios que atingiram 

grande parte do país. 

O distúrbio no sistema elétrico ocorrido em 15 de agosto de 2023, teve início por volta das 

8:30h em decorrência da abertura da interligação Norte-Sudeste gerando a interrupção de 

16 GW e atingindo 25 estados. 

Naquele período foi observada uma expressiva mudança no despacho de carga em relação 

à matriz elétrica. Inicialmente, suspeitou-se de falhas nos modelos matemáticos das fontes 

renováveis e até a conclusão da investigação da causa do evento, o ONS – Operador 

Nacional do Sistema limitou o despacho e intercâmbio de energia oriunda de fontes 

renováveis. Finalizada a investigação, constatou-se que o ONS operava com valores de 

inércia adequados e que os desligamentos em cascata foram motivados por um colapso de 

tensão [1.13]. 

Não obstante, a entrada de máquina com rotação variável pode contribuir para a 

estabilidade do sistema por apresentar uma resposta mais rápida de controle de potência 

de saída dos geradores. Em usinas hidráulicas tradicionais, o controle de potência ativa é 

realizado através dos reguladores de velocidade cujo tempo de resposta é da ordem de 

alguns segundos. No caso de máquinas com rotação variável, o controle de potência ativa 

pode ser ainda melhor pois é realizado através de conversores, cujo tempo de resposta 

varia de 10 a 30 ms [1.6], [1.7]. 

A máquina com rotação variável, devida a sua inércia girante pode se modular com rápida 

resposta para flutuações do sistema. Em caso de distúrbio também apresentam um 

excelente comportamento [1.5]. 

1.2.5 Linhas de corrente contínua no Mundo e no Brasil: Possibilidade de 

conexão de centrais hidráulicas. 

 

A linhas de transmissão em corrente contínua vêm se demonstrando economicamente 

vantajosas em relação às linhas de corrente alternada considerando grandes blocos de 
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potência e longas distâncias. Em países como Canada, Rússia, Brasil e China é crescente a 

quantidade de construções utilizando a tecnologia de transmissão em corrente contínua. 

No Brasil são operadas 06 linhas de transmissão em HVDC e está prevista para 2024 a 

construção da linha ± 800 kV Graça Aranha – Silvania. 

As linhas em corrente contínua existentes no país são responsáveis pela transmissão de 

grandes blocos de potência como UHE Itaipu, UHE Jirau, UHE Santo Antônio e UHE Belo 

Monte. As usinas localizadas nas regiões Norte e Nordeste do país são susceptíveis às 

grandes variações de geração tendo em vista as condições hidrológicas da região. Em 

setembro de 2023, as Usinas hidrelétricas do Norte do país estavam passando por uma 

expressiva restrição de geração. 

Logo, a geração hidráulica com máquinas com rotação variável pode contribuir para a 

redução de restrição de geração uma vez que estas máquinas podem ser conectadas 

diretamente ao sistema HVDC e facilitar o intercâmbio de energia entre regiões com 

reservatórios deplecionados. 

A figura 1.5 mostra um exemplo típico de conexão de máquinas com rotação variação 

conectadas diretamente à rede de transmissão em corrente contínua [8]. 

 
Fig. 1.5. Conexão de hidrogerador diretamente à rede HVDC [1.8] 

Desta forma, entende-se como perfeitamente viável a implantação de novas usinas 

operando com rotação variável conectadas diretamente às linhas em HVDC, 

principalmente para os casos usinas hidrelétricas de grande porte localizadas em regiões 

distantes dos centros consumidores. 
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1.3 Proposta e delimitação do objeto da Tese 

O objetivo do trabalho é propor um estudo da eficiência de hidrogeradores de 

grande porte com rotação variável. Pretende-se mapear a eficiência da máquina para várias 

condições de carga e rotação, analisando o comportamento das máquinas em relação aos 

diversos tipos de perdas e principalmente o impacto da variação da rotação nos fatores 

limitantes da curva de capabilidade. 

A formulação teórica está dividida em três capítulos compreendendo a aplicação de 

máquinas de rotação variável, análise de perdas em máquinas elétrica e análise da variação 

da rotação nas curvas de operação da máquina síncrona. 

O Capítulo 2 apresenta uma revisão bibliográfica abordando as configurações e 

metodologias aplicadas na geração hidráulica utilizando máquinas com rotação variável, os 

benefícios e as principais usinas hidrelétricas que já utilizam máquinas com rotação 

variável. 

Em seguida, foi desenvolvido o Capítulo 3 ainda dentro do referencial teórico 

abordando uma análise de perdas em máquinas levando em consideração diversos 

modelos utilizados para perdas no ferro, perdas por efeito pelicular nos enrolamentos 

estatóricos e uma análise mais detalhada relativa às perdas mecânicas apresentando os 

principais fatores que impactam nas perdas por atrito nos mancais e perdas por ventilação. 

No capítulo 4 será é detalhada a metodologia proposta. Serão analisados os 

diversos tipos de perdas na máquina síncrona e seus respectivos impactos através da 

variação da rotação. Serão analisados os impactos da variação da rotação e 

consequentemente da frequência, nas reatâncias e nas curvas limites de operação. E 

finalmente, será proposta a construção da curva de capabilidade em tridimensional, 

incluindo a variação da rotação como terceiro eixo.  

O estudo de caso, será apresentado no capítulo 5, onde primeiramente serão 

analisadas as perdas e o mapeamento de eficiência de um hidrogerador de grande porte 

operando com rotação variável. Para isso, serão utilizados dados de comissionamento, 

manuais e ensaio de campo com a máquina operando em 60 Hz. Em seguida serão 

modeladas e simuladas as perdas com a máquina operando com a variação de ±10 % da 
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rotação. Serão analisadas as influências de harmônicos, da relação V/F variável e restrição 

do sistema de ventilação na eficiência do gerador. Posteriormente serão desenvolvidas 

para 04 geradores síncronos, com diferentes potências e parâmetros, curvas de 

capabilidade tridimensionais com a rotação no terceiro eixo. 

Finalmente, no Capítulo 6, serão analisados os resultados, avaliadas as limitações 

do estudo e sugestões para trabalhos futuros.  
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CAPÍTULO 2    

 

 

 

Revisão Bibliográfica: Operação de Hidrogeradores com 
Rotação Variável 
 

 

2.1 Introdução 

 

Tradicionalmente as máquinas de rotação variável eram largamente aplicadas na indústria 

siderúrgica e mineração. As máquinas de corrente contínua, com excitação tipo série, em 

derivação, composta ou independente, eram utilizadas nas mais diversas aplicações, em 

função do controle de velocidade e torque. Dentre as principais aplicações destacam os 

laminadores, tração elétrica, extrusoras, guinchos e elevadores.  

 Ainda com aplicação em velocidade variável, as máquinas de indução com rotor bobinado, 

por sua elevada robustez, cumprem um importante papel em vários segmentos da 

indústria, destacando-se sistemas de pórticos e ponte rolantes. 

No entanto as máquinas síncronas e motores de indução tipo gaiola eram utilizados 

basicamente com rotação constante e geralmente em 50 ou 60 Hz aplicadas em bombas, 

moinhos, compressores e máquinas operatrizes. 

Com o desenvolvimento tecnológico, a eletrônica de potência passou a ter maior 

aplicabilidade no controle de máquinas elétricas [2.1], [2.22] principalmente na indústria 

através do controle de rotação de motores de indução tipo gaiola e na geração de energia 

eólica [2.2], [2.3]. 

Apesar da possibilidade de aplicação de rotação variáveis com máquinas síncronas em 

geração hidráulica, não havia tal preocupação nesta linha de pesquisa, pois os recursos 

hídricos nos países com geração predominante hidráulica eram fartos. 
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Entretanto com o aumento da demanda energética e a dificuldade se implantar novas 

usinas hidrelétricas, houve a preocupação de avaliar a eficiência das máquinas síncronas, 

bem como os benefícios da utilização de máquinas síncronas com rotação variável [2.4], 

[2.5], [2.6]. 

Mudanças climáticas também são fatores preocupantes no tocante à geração de energia, 

tendo em vista, o estresse hidrológico ocorrido nos últimos anos. Tal fato tem impactado 

na afluência, no gerenciamento de reservatórios, bem como na geração de energia [2.4], 

[2.7], [2.8], [2.9].  Na maioria dos casos, as usinas hidrelétricas são operadas em cascata e 

a operação, mesmo que em níveis críticos de reservatórios, faz-se necessária. 

As centrais hidráulicas convencionais utilizam máquinas síncronas conectadas diretamente 

às redes de 50 ou 60 Hz. São projetadas para operar em um faixas definidas de velocidade, 

queda e vazão. Trata-se de uma tecnologia consolidada com capacidade estável, 

entretanto a operação de hidrelétricas com rotação fixa traz problemas como cavitação, 

operação em faixas não otimizadas e limitação de geração de acordo com a altura da queda 

d’água [2.1], [2.10], [2.11], [2.12], [2.13], [2.14]. 

Inicialmente a geração com velocidade variável surgiu como solução para a geração eólica. 

Todavia, por uma série de fatores e benefícios que ser tratado neste capítulo, constata-se 

um expressivo interesse na geração hidráulica [2.2], [2.3], [2.4], [2.15], [2.16]. 

A aplicação de rotação variável na geração hidroelétrica oferece como vantagem 

essencialmente a grande flexibilidade da operação da turbina em situações em que a vazão 

e queda variam substancialmente em relação aos valores nominais [2.13], [2.17], [2.18]. 

Ademais, existe a possibilidade de trabalhar com baixa queda, baixa rotação com 

significativa melhoria da eficiência e estabilidade do sistema [2.1], [2.4], [2.6]. 

Dentre outros benefícios da operação com máquinas de rotação variável destacam-se a 

operação otimizada, a melhoria na regulação e principalmente vantagens econômico-

financeiras [2.19], [2.32], [2.38], [2.74]. 

Além da utilização de máquinas de rotação variável em novos projetos, existe a 

possibilidade de implementação desta técnica durante uma modernização ou 

repotenciação de usinas antigas. Neste caso, além a instalação dos sistemas conversores, 
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são substituídos ou modernizados componentes principais do estator e rotor, reguladores 

de velocidade, reguladores de tensão, bem como sistemas de controle e proteção [2.4], 

[2.20], [2.21]. 

Vários tipos de máquinas elétricas, além dos geradores síncronos [2.29], [2.32], são 

utilizadas em geração hidráulica com rotação variável, como as máquinas de indução de 

rotor bobinado [2.17], [2.28] e geradores síncronos de imã permanente [2.24], [2.25], 

[2.26].  

Em relação às turbinas, diferentes tipos vêm sendo aplicadas em geração com rotação 

variável como as turbinas tipo hélice e Kaplan [2.13], [2.17], [2.26], [2.30]. As turbinas 

Francis vêm apresentando bons resultados principalmente relacionados à melhoria na 

eficiência e redução de cavitação [2.4], [2.10], [2.17], [2.23], [2.31], [2.33]. 

Diferentes tecnologias têm sido desenvolvidas com base na topologia de gerador, espaço 

disponível na central, recursos hidrológicos como vazão e altura, além de diversas 

configurações de sistemas conversores [2.1], [2.4], [2.45]. 

 

2.1.1 Histórico 

 

Apesar da aplicação de máquinas de rotação variável em sistema de potência deu início 

com geração eólica, a utilização em máquinas hidráulicas vem sendo estudada há mais de 

50 anos. Abaixo segue um histórico sucinto das relevantes contribuições relacionadas à 

operação de máquinas de rotação variável aplicadas em geração hidráulica: 

Data Contribuição Referência 

1973 
Aplicações de máquinas hidráulicas conectadas à rede HVDC. 
Neste caso as máquinas ainda apresentavam velocidade fixa. 
 

[2.34] 

1973 

Possibilidade de conexão de unidade geradoras à rede HVDC 
mostrando através duas configurações, ou seja, geradores 
unitários e grupos geradores ao um sistema conversor 
 

[2.35] 

1976 

Estudos de geradores síncronos conectados à rede de HVDC 
comparando aplicabilidade entre conversores de 06 e 12 
pulsos. 
 

[2.36] 
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Data Contribuição Referência 

1977 
Modelagem de sistemas dinâmicos aplicados em geradores 
conectados a sistemas HVDC. 
 

[2.37] 
[2.89] 

1980 

Simulações com máquinas síncronas com velocidade variáveis 
aplicadas em usinas reversíveis. Tal estudo abordava perdas 
em mancais, sistemas de excitação, perdas harmônicas e no 
material magnético. Também apresentava estudos de 
estabilidade de sistema, e melhoria de eficiência e 
confiabilidade. 
 

[2.12] 

1981 

Potencial da utilização de geradores síncrono com rotação 
variável em geração hidráulica ressaltando que com pequenas 
variações na velocidade pode obter vantagens econômica, 
operação em pontos com melhor eficiência e redução de 
cavitação.  
 

[2.38] 

1983 Cálculos teóricos e aplicações em turbinas tipo hélice com 
rotação variável. 

[2.78] 
 
 

1983 
Ganho de 1,6 % a 3,5 % de produtividade utilizando turbinas 
tipo Francis com rotação variável 
 

[2.77] 

1983 
Ganho de eficiência e aumento da faixa operacional com 
turbinas tipo Francis 
 

[2.76] 

1984 
Analisa a aplicabilidade e benefícios de máquinas com rotação 
variável em usinas hidrelétricas 
 

[2.39] 

1989 

Metodologia para operar uma turbina hidráulica com rotação 
variável otimizando sua eficiência. Também analisava perdas 
e apresentava benéficos econômico-financeiros 
  

[2.29] 

1993 
Análise do comportamento da máquina de rotação variável 
sob faltas monofásicas em linhas de transmissão. 
 

[2.80] 

1995 

Aborda o desacoplamento entre a velocidade das turbinas e a 
frequência do sistema, operando geradores com rotação 
ajustável, em função das condições do sistema, e 
consequentemente levando ao melhor uso energético do 
aproveitamento hídrico. Também simula a operação de 
aproveitamentos hidrelétricos de acumulação e fio d’água 
com rotações fixa e ajustável apontando potenciais benefícios 
para o planejamento energético. 
 

[2.40] 
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Data Contribuição Referência 

1996 
Análise de vários aproveitamentos hidrelétricos do Brasil 
simulando suas operações com rotação variável. 
 

[2.18] 

1996 

Apresenta as vantagens da utilização de máquinas com 
rotação variável em relação à altura/ queda, vazão, melhoria 
de eficiência e flexibilidade de operação 
 

[2.14] 

1998 

Análise do comportamento dinâmico das máquinas de rotação 
variável com diversas configurações utilizando máquinas 
síncronas e máquinas de indução com dupla alimentação 
 

[2.79] 

1998 

Apresenta vantagens na utilização de motores de indução com 
dupla alimentação comparado cm geradores síncronos em 
relação ao tamanho dos conversores. Também apresenta os 
benefícios do uso de geradores de velocidade variável 
relacionados à estabilidade do sistema elétrico. 
 

[2.28] 

1999 

Comportamento de máquinas de rotação variável e suas 
influências na estabilidade do sistema de transmissão durante 
faltas severas. 
 

[2.75] 

2000 

Propõe o uso de máquinas de rotação variável como 
alternativa de aumento de capacidade de produção e 
postergação de investimento dos sistemas de transmissão em 
função da maior flexibilidade de operação em uma maior faixa 
de potência ativa e reativa dos geradores. 
 

[2.19] 

 

A partir de então, a tecnologia de máquinas hidráulicas com rotação variável para a geração 

de energia se consolidou, ou seja, deixou de ser apenas objeto de estudos e simulações e 

vem sendo aplicada nas mais diversas topologias.  

No Japão já existem 15 usinas operando com máquinas de rotação variável e 07 plantas em 

construção [2.96]. Importante salientar a evolução e a aplicação em máquinas de grande 

porte. 

 

2.2 Operação com rotação variável 

Para a operação de centrais hidráulicas com rotação variável, existe uma série soluções as 

quais levam em consideração diversos fatores, como os recursos hidrológicos, relevo, 
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espaço disponível na central para a instalação de conversores e distância de linhas de 

transmissão existentes. Dentre as principais topologias destacam-se os conversores back 

to back, máquinas de indução com dupla alimentação, transformadores de frequência 

variável e conexões em linhas de transmissão de corrente contínua. 

 

2.2.1 Conversor de frequência back to back  

O sistema de geração com conversor de frequência back to back, conforme mostrado na 

figura 2.1, é composto por um gerador elétrico de rotação variável e dois conversores de 

frequência conectados no mesmo barramento.  O conversor conectado do lado do gerador 

opera como retificador e o conversor do lado da rede elétrica opera como inversor. Os 

conversores possuem controles independentes permitindo a flexibilidade nos controles de 

tensão, fluxo de potência ativa e reativa. 

Ao operar com rotação variável, a geração de frequência também será, uma vez que em 

uma máquina síncrona a frequência da tensão gerada é diretamente proporcional à 

rotação. A tensão gerada é convertida para DC e então invertida para AC, em uma 

frequência constante e igual à do sistema. A alimentação de sistemas auxiliares é tomada 

da rede [2.4]. 

Trata-se de uma das mais tradicionais formas da utilização de máquinas com rotação 

variável para a geração de energia. 

 

 

Fig. 2.1 - Conversor de frequência back-to-back [2.1] 
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Na configuração mais tradicional utilizam-se máquinas síncronas, entretanto, é possível a 

utilização de motor de indução tipo gaiola e máquinas síncronas de imã permanente. 

A configuração back to back utilizando geradores de indução tipo gaiola, teve grande 

aplicação nas primeiras configurações em geração eólica. Apesar de muito robusto, baixo 

custo de manutenção, pela reduzida quantidade de componentes e não necessidade de 

um sistema de excitação, os motores de indução tipo gaiola possuem limitações no 

controle de potência ativa e reativa [2.1], [2.4].  Sua aplicação em geração hidráulica, ainda 

se restringe em máquinas de pequeno porte [2.23], [2.26], [2.44]. 

Na figura 2.2 observa- se a configuração back-to-back com máquinas de indução tipo gaiola 

de esquilo com sistema de controle somente na rede principal. O banco de capacitores é 

utilizado para controle de reativo [2.1]. 

 

 

Fig. 2.2 – Sistema back-to-back utilizando motor tipo gaiola de esquilo [2.1] 

 

Uma outra máquina utilizada nesta configuração são os geradores síncronos de imã 

permanente. Apesar de sua vasta utilização em geração eólica, várias aplicações em 

geração hidráulica vêm ocorrendo em instalações de pequeno aproveitamento [2.1], 

[2.24], [2.26], [2.45], [2.46].  

O gerador de imã permanente devido à ausência de sistema de excitação, anéis coletores 

e escovas apresenta custos reduzidos de manutenção e menores perdas térmicas nas 

partes rotativas e maior eficiência no sistema de resfriamento [2.1], [2.24], [2.47]. 
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Adicionalmente, possui a vantagem de extensa curva de capabilidade, elevada eficiência e 

boa estabilidade [2.1], [2.45]. 

A Figura 2.3 observa- se a configuração back-to-back com máquinas de imã permanente e 

com sistema de controle somente na rede principal [2.1], [2.26]. 

 

 

Fig. 2.3 – Sistema back-to-back com gerador de imã permanente [2.26] 

 

Uma das limitações relacionada a este arranjo é a capacidade da eletrônica de potência, 

que deve ser igual à capacidade total da máquina síncrona conectada [2.4]. Este fato eleva 

os custos com conversores e o aumento das perdas do conjunto, limitando sua aplicação 

em centrais abaixo de 100 MW [2.1], [2.31], [2.32]. Espaço também deve ser providenciado 

para acomodar os conversores, juntamente com seus sistemas auxiliares, para cada 

unidade da central hidrelétrica [2.1], [2.4].  

 

 

2.2.2 Máquina assíncrona com dupla alimentação 

Esta configuração teve grande sucesso na geração eólica, entretanto, vem sendo 

largamente aplicada em geração hidráulica, principalmente em máquinas de grande porte 

devido aos menores custos com conversores de frequência. 

Nesta solução, conforme mostrado na figura 2.4, utiliza-se um gerador de indução tipo 

DFIG - Double Fed Induction Generator. O estator é conectado diretamente da rede, 
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enquanto o rotor é alimentado em corrente alternada por meio de um conversor [2.1], 

[2.32]. Este conversor possibilita a rotação variável da máquina pelo controle das 

frequências das correntes do rotor alimentadas através de escovas e anéis coletores. 

Através do controle de frequência das correntes no rotor, é possível operar a máquina com 

rotação variável e simultaneamente com a frequência de saída constante [2.32]. 

 

Fig. 2.4 - Máquina de indução com dupla alimentação [2.4] 

 

 

Para implementação da configuração BDFIG - Brushless Double Fed Induction Generator 

com rotação variável, são disponíveis atualmente duas tecnologias. A primeira utiliza os 

cicloconversores baseados em tiristores e a segunda utiliza conversores baseados na 

modulação por largura de pulso (PWM) [2.42]. A utilização da tecnologia com 

cicloconversores é a mais tradicional, porém gradativamente vem sendo substituída pelos 

conversores de PWM, pelo fato dos cicloconversores apresentarem a maior ondulação 

(ripple) nas correntes do rotor e maior consumo de potência reativa [2.1]. 

 A Usina Hidrelétrica Compuerto, na Espanha, é um exemplo típico da implementação de 

máquinas de indução com dupla alimentação utilizando cicloconversores. Esta usina possui 

duas unidades de 12,5 MW com início de operação em 1967, sendo que uma das unidades 

em 1995, foi utilizada como projeto piloto com rotação variável de 600 rpm ±10%.  No caso, 

o rotor de polos salientes foi substituído por um rotor bobinado duplamente alimentado 

por um cicloconversor [2.14], [2.17]. 
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A figura 2.5 apresenta a configuração de operação com rotação variável utilizando a 

tecnologia de máquina de indução de dupla alimentação e com a tecnologia de 

cicloconversores [2.42]. 

 

 

Fig. 2.5 - BDFIG utilizando cicloconversores [2.42] 

 

A figura 2.6 apresenta a configuração de operação com rotação variável utilizando a 

tecnologia de máquina de indução de dupla alimentação e com a tecnologia de modulação 

por largura de pulso PWM [2.41], [2.42].  Esta solução vem sendo mais aplicada por maior 

flexibilidade de controle e maior faixa de variação de velocidade [2.1]. 

 

Fig. 2.6 - BDFIG utilizando Tecnologia PWM [2.42] 

 

Nesta configuração, não há a necessidade de se converter a potência total do gerador, mas 

apenas a potência necessária para a excitação do gerador [2.1], [2.4], [2.32], [2.49]. 
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Geralmente a potência do conversor consiste em aproximadamente 20 % a 30 % da 

potência total do gerador [2.1], [2.32].  

Através de conversor nesta capacidade, é possível trabalhar em uma boa faixa operacional, 

variando a velocidade em aproximadamente ±15 % da velocidade nominal [2.32], [2.49]. 

Dentre outras vantagens desta configuração está no ganho de estabilidade dinâmica, 

amortecendo oscilações do sistema, facilidade de controle de frequência, grande faixa de 

controle de potência reativa [2.1], [2.50], [2.51]. Ressalta-se, também, a possibilidade de 

recuperação de energia através de conversores durante a operação sub síncrona, ao invés 

da dissipação da mesma [2.1]. 

Apesar de menores perdas e custo reduzido dos conversores, o gerador com rotor 

bobinado tem uma construção mais complexa e custo mais elevado quando comparado 

com geradores na configuração back-to-back [32]. Entretanto, para máquinas de grande 

porte com potência nominal acima de 100 MW, conforme figura 2.7 os geradores de 

indução com dupla alimentação são economicamente mais viáveis tendo em vista o menor 

custo global [2.1], [2.87]. 

 

 

Fig. 2.7 – Comparação de custo entre máquina síncrona e máquina de indução duplamente 

alimentada [2.1], [2.87] 
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Devido aos componentes de alimentação do rotor, como escovas e anéis coletores, o 

sistema DFIG apresenta custo de manutenção mais elevado e menor confiabilidade 

operacional [2.1], [2.32]. Além disso, uma outra limitação deste sistema está no baixo 

desempenho quanto ao controle de tensão e elevadas correntes no rotor durante 

distúrbios na rede elétrica [2.1], [2.32], [2.49], [2.50]. 

Uma outra configuração desta técnica consiste na utilização de máquinas de indução sem 

escovas denominada BDFIG, na qual apresenta várias vantagens em comparação com 

outras configurações [2.55]. 

O motor de indução com dupla alimentação sem escovas BDFIG possui dois enrolamentos 

no estator com diferentes números de pares de polos [2.55]. No primeiro enrolamento é 

conectado diretamente à rede elétrica e o segundo enrolamento é alimentado por uma 

tensão variável e frequência variável através de um conversor de frequência [2.52], [2.55], 

[2.56]. 

Nesta configuração, a velocidade síncrona do gerador de indução é dada por: 

 

𝑛 = 60 
𝑓ଵ + 𝑓ଶ

𝑝ଵ + 𝑝ଶ
 (2.1) 

                                                         

Onde f1 e f2 são as frequências aplicadas no primeiro e segundo enrolamento e p1 e p2 são 

os números dos pares de polos dos enrolamentos do motor. 

 Os controles de potência ativa são realizados separadamente pelos conversores os quais 

também fornecem potência reativa diretamente para a rede elétrica [2.52], [2.53], [2.54]. 

A figura 2.8 apresenta um sistema utilizando o BDFIG conectados à rede através dos dois 

enrolamentos estatóricos. Eventualmente para melhoria no controle de tensão, pode ser 

inserido um banco de capacitor no barramento de conexão com a rede [2.52]. 

A potência do conversor é reduzida quando comparado com a potência nominal do 

gerador. E possível obter o torque total do gerador com inversor com 30% da potência 

nominal do gerador [2.52], [2.53], [2.56]. 
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Fig. 2.8 – Gerador de indução com dupla alimentação sem escovas BDFIG [2.52] 

 

Como vantagem o gerador BDFIG oferece melhoria de confiabilidade, custo reduzido de 

manutenção por apresentar menos componentes, menor perdas no rotor e uma ampla 

curva de capabilidade [2.47], [2.52], [2.54], [2.56].             

 

2.2.3 Transformador de frequência variável 

O VFT - Variable Frequency Transformer vem sendo utilizado como uma boa solução 

interconexão de sistemas síncronos e assíncronos [2.57], [2.62], [2.63], [2.65]. Possui um 

papel importante para o controle de fluxo de potência ativa e reativa apresentando melhor 

desempenho que os transformadores defasadores [2.57], [2.61]. 

O VFT é essencialmente composto por um clássico motor de indução com rotor bobinado 

semelhante ao DFIG com enrolamentos trifásico no estator e rotor, duplamente 

alimentado [2.59]. Neste caso, a máquina atua como transformador rotativo com ângulo 

de fase ajustável, cujo estator denominado enrolamento primário opera com uma tensão 

e frequência especificas e o rotor como enrolamento secundário opera com valores de 

tensão e frequência diferentes do primário [2.57], [2.64]. 

As duas redes elétricas distintas são conectadas separadamente no rotor e no estator 

respectivamente, onde o intercâmbio de potência é realizado pelo acoplamento magnético 

do VFT [2.65]. 
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A compensação de pequenas variações de frequência é feita por meio da variação da 

velocidade do rotor e o controle de torque é realizado através de uma máquina rotativa 

geralmente DC acoplada no mesmo eixo do rotor [2.57], [2.58], [2.59]. 

A figura 2.9 mostrada um diagrama simplificado com os principais componentes de um 

sistema de intercâmbio de potência utilizando um VFT. Um transformador auxiliar 

derivando da rede principal alimenta um Conversor que por sua vez alimenta um motor DC 

acoplado no mesmo eixo do VFT [2.57], [2.61], [2.64]. 

  

 

Fig. 2.9 – Transformador de frequência variável [2.57], [2.61], [2.64] 

 

Neste tipo de arranjo, são conectados capacitores em paralelo com um dos barramentos, 

os quais tem a função de controle de potência reativa e compensação de pequenas 

oscilações de tensão [2.61], [2.62]. 

A figura 2.10 apresenta detalhes construtivos de um VFT mostrando o transformador 

rotativo, a máquina DC e os anéis coletores [2.57], [2.61]. 

Como vantagem deste sistema, destaca-se a elevada eficiência do conjunto, a facilidade de 

suprimir pequenas oscilações no sistema devido a sua inércia rotacional do VTC, a 

capacidade de trabalhar com pequenas sobrecargas devido sua constante térmica e 

possibilidade de isolação dos sistemas em caso de distúrbios no sistema elétrico [2.59]. 
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Fig. 2.10 – Transformador de frequência variável – componentes [2.57, [2.61] 

Adicionalmente, o VFT não necessita de muito espaço, como aplicações tipo back to back, 

não possuem interferências de harmônicos e consequentemente não necessita de filtros 

[2.59], [2.64]. 

Apesar da principal aplicação do VFT na interconexão de sistemas transmissão assíncronos 

existe potencial para aplicação em geração hidráulica de pequeno porte com geradores e 

bombas com rotação variável [2.4], [2.60], [2.63], [2.65]. 

2.2.4 Transmissão em corrente contínua 

O sistema de transmissão em HVDC vem se consolidando como alternativa na operação de 

sistemas interligados, apresentando uma série de vantagens quando comparado com 

transmissão AC em extra alta tensão [2.66]. No Brasil, sua aplicação destaca-se na 

transmissão de grandes blocos de potência como o sistema de Itaipu, Rio Madeira e Belo 

Monte. 

Devido ao esgotamento de recursos hídricos, as construções de novas usinas de grande 

porte ocorrem em regiões cada vez mais distantes dos centros consumidores, que por sua 

vez, demandam construções de longas linhas de transmissão em extra alta tensão. Estas 

linhas de transmissão operam em tensão AC e em HVDC, sendo que neste caso necessitam 

de conversores [2.42], [2.66]. 
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 Apesar do elevado custo dos conversores, dependendo do comprimento da linha de 

transmissão, esta configuração tem se demonstrado economicamente mais vantajosa que 

a transmissão em corrente alternada. Adicionalmente, o HVDC proporciona outras 

vantagens como redução de impactos ambientais, possibilidade de interligação assíncrona, 

possibilidade de controle de fluxo de potência e boa estabilidade do sistema de 

transmissão. 

A conexão de usinas hidráulicas diretamente em sistema HVDC favorece a operação dos 

geradores síncronos convencionais com rotação variável uma vez que não necessita de 

investimentos adicionais [2.32], [2.42]. 

Esta técnica vem sendo utilizada há décadas, tendo seus primeiros estudos nas décadas de 

70. Tais estudos propunham a conexão de máquinas síncronas alimentando diretamente 

sistemas HVDC, nestes estudos as máquinas síncronas ainda eram operadas com rotações 

fixas [2.34], [2.35], [2.36]. 

 Aplicações com geradores com rotação variáveis conectadas diretamente em redes HVDC 

foram introduzidas nos anos 80 [2.12], [2.29], [2.42]. 

Neste caso, a variação de velocidade da máquina e por sua vez da frequência não tem 

impacto no sistema, uma vez que toda a potência gerada será retificada e conectada à uma 

rede de corrente contínua [2.12]. 

Este sistema difere da configuração back to back, pois a estação retificadora se localiza 

próximo da geração e a estação conversora próximo ao ponto de distribuição e consumo 

em corrente alternada. 

Existem basicamente duas tecnologias para transmissão em HDVC, sendo o LCC – Line 

Commuted Converter a mais utilizada e a VSC – Voltage Source Converter uma tecnologia 

mais recente [2.66], [2.67]. 

O sistema LCC HVDC de conversores DC por linha comutada que utiliza retificadores e 

inversores a base de tiristores.  Trata-se de uma já tecnologia consolidada no início dos 

anos 70 e se aplica na transferência de grandes blocos de potência através de longas linhas 

de transmissão [2.42], [2.67]. 
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 A tabela 2.1 apresenta alguns empreendimentos que utilizam o sistema LCC HVDC [66], 

[67]. 

Tab. 2.1 – Empreendimentos que utilizam sistema LCC- HVDC 

Projeto Local P (MW) V (kV) L (km) 
Itaipu 1 Brasil 3150 ± 600 785 
Itaipu 2 Brasil 3150 ± 600 805 
Jinpin Sunan China 7200 ±800 2093 
Mundra - Hayana India 2500 ±500 960 
Madeira 1 Brasil 3150 ± 600 2375 
Madeira 2 Brasil 3150 ± 600 2375 
Nuozhadu - Guandong China 5000 ±800 1451 
Southern Hami-Zhengzhou China 8000 ±800 2210 
Biswanath - Agra Índia 6000 ±800 1828 
Xiluodu-Zhejiang China 8000 ±800 1688 
Zhundong - Sochun China 10000 ±1100 2600 
Belo Monte 1 Brasil 4000 ±800 2072 
Belo Monte 2 Brasil 4000 ±800 2539 

 

Uma configuração típica de uma máquina síncrona com turbina hidráulica operada com 

rotação variável e conectada diretamente em uma rede LCC HVDC é mostrado na figura 

2.11 [2.12], [2.42]. 

 

Fig. 2.11 – Máquina sincrona conectada ao sistema HVDC LCC [2.12], [2.42] 

 

Como vantagem esta configuração apresenta uma grande capacidade de transmissão, 

elevada eficiência e a possilibidade de otimização de espaço, uma vez que conversores não 

necesitam operara no mesmo local da cenral hidráulica [2.66]. Entretanto, como limitações 
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desta solução destacam-se a presença de harmônicos e consequente  necessidade de filtros 

e pouca flexibilidade no controle de potência reativa [2.1], [2.66], [2.67]. 

A Segunda forma de transmissão em corrente contínua, denominada VSC HVDC utiliza a 

técnica PWM - Pulse Width Modulation utiliza transistores IGBT - Insulated Gate Bipolar 

Transistor com chaveamento em alta frequência.  Embora a maturidade da aplicação da 

tecnologia PMW, utilizando transistores GTO e IGBT na indústria, esta tecnologia com 

aplicação em linhas transmissão em HVDC se iniciou no final dos anos 90 [2.66]. 

 A tabela 2.2 apresenta os principais empreendimentos que utilizam o sistema VSC HVDC, 

cujas transmissão de potência e comprimento da linha, ainda melhores quando 

comparadas ao sistema LCC HVDC [2.66], [2.67]. 

Tab. 2.2 - Empreendimentos que utilizam sistema HVDC VSC 

Projeto Local P (MW) V (kV) L (km) 
Borwin 1 Alemanha 400 ±150 200 
Caprivi Link Namíbia 300 ±350 951 
Transbay EUA 400 ±200 85 
EWIC Inglaterra 500 ±200 261 
Inelfe França 1000 ±320 65 
Skagerrak 4 Noruega 700 ±500 244 
     

 

A figura 2.12 apresenta o sistema típico composto por uma central hidráulica com 

geradores síncronos de rotação variável conectados a um sistema   VSC HVDC que utiliza a 

tecnologia de modulação por largura de pulso – PWM a base de transistores IGBT [2.41], 

[2.42]. 

 

Fig. 2.12 – Máquina síncrona conectada ao sistema HVDC VSC [2.41], [2.42] 



47 
 

Este sistema apresenta como vantagem menor geração de harmônicos e menor 

investimento em filtros, quando comparado LCC HVDC, boa flexibilidade no controle de 

potência reativa e possibilidade de otimização de espaços visto que sistema de 

retificadores e inversores estão localizados em diferentes plantas. Contudo apresenta 

como limitações menor capacidade de transmissão e menor eficiência em comparação ao 

sistema LCC HVDC [2.42], [2.66], [2.67], [2.68]. 

2.3 Turbinas operando com altura e rotação variável 

Para otimização da geração operando em regime de rotação variável, além da análise de 

topologias de geradores, é fundamental a escolha do tipo de turbinas mais adequado às 

condições do potencial hídrico. Em linhas gerais as turbinas tipo Francis, Kaplan e tipo 

hélice possuem um grande potencial para operação em rotação variável [2.17], [2.69]. 

A figura 2.13 apresenta uma turbina Francis reversível capaz de operar com rotação 

variável [2.32]. 

 

 

Fig. 2.13 – Turbina Francis reversível [2.32] 

Com rotação fixa, a turbina Francis opera de forma satisfatória entre 50 % e 80 % da vazão 

nominal, porém, operando com variação da queda, este tipo de turbina perde eficiência 

[2.4], [2.31]. Adicionalmente, quando opera com vazão abaixo da 40 % vazão nominal 

surgem problemas de vibração, instabilidade mecânica e cavitação [2.23]. 



48 
 

Através do gráfico da figura 2.14 mostra a faixa de operação de alguns tipos de turbinas 

operando com rotação fixa [2.23]. 

 

 

Fig. 2.14 - Eficiência em função vazão para diversos tipos de turbinas [2.88] 

A turbina Francis operando com rotação variável permite a manutenção de elevada 

eficiência em uma ampla faixa de queda e vazão [2.17], [2.18], [2.31], [2.33]. 

Conforme mostrado na figura 2.14, a operação da turbina hidráulica com a rotação fixa 

dentro de uma eficiência razoável fica limitada em um faixa de vazão e altura da queda e 

geralmente operando próximo da potência nominal. Logo, a operação com rotação 

variável, permite o aumento da eficiência da turbina e flexibiliza a operação em diversas 

condições de vazão e altura da queda d’água [2.1], [2.17]. 

Para operação com rotação variável são utilizadas as equações (2.2) e (2.3) definidas 

conforme IEC-60193 para definir a rotação unitária – n1 e vazão unitária – Q1 [2.10]: 

 

𝑛ଵ =
𝑛 𝐷

√𝐻
 (2.2) 

 

e 
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𝑄ଵ =
𝑄

𝐷ଶ √𝐻
 

 
(2.3) 

 

 

Onde n é rotação da turbina (rpm), Q a vazão (m3/s) e H a altura da queda d’água em (m).   

A figura 2.15 apresenta a curva de colina de uma turbina Francis, na qual é representada a 

eficiência da turbina em função da rotação (rpm) e vazão (m3/s).  

 

 

Fig. 2.15 – Curva de colina típica para uma turbina Francis [2.41] 

 

É possível constatar nesta curva, uma turbina com velocidade fixa, operando no ponto A e 

passa a operar no ponto B, com o rendimento reduz de 89 % para 87 % quando a vazão é 

reduzida de 0,62 para 0,55 (m3/s) [2.41]. 

Em contrapartida, com a máquina operando com velocidade variável no ponto B, passa a 

operar no ponto C, constata-se que para uma vazão de 0,55 m3/s, houve um ganho de 2 % 

na eficiência quando a máquina reduz a sua rotação de 69 para 62 rpm.  

A figura 2.16 ilustra a comparação entre a eficiência de turbinas com rotação fixas e 

variáveis em função da variação da queda [2.1], [2.31], [2.32]. 
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Fig. 2.16 - Comparação de eficiências de turbinas fixa e com rotação variável em função da altura 
da queda [2.1], [2.31], [2.32] 

 

Adicionalmente, como mostrado na figura 2.17, a operação com rotação variável permite 

um ganho na eficiência em uma ampla faixa de potência de saída [2.1], [2.31], [2.32].  

 

 

Fig. 2.17- Comparação de eficiências de turbinas fixa e com rotação variável em função da 
potência de saída [2.1], [2.31], [2.32] 
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Em suma, no caso de operação de máquinas hidráulicas de grande porte, por questão de 

diversos fatores, é notória a ampla aplicação da turbina Francis em usinas reversíveis com 

rotação variável [2.1], [2.31], [2.32]. 

A tabela 2.3 apresenta alguns empreendimentos utilizando turbina Francis reversíveis 

com rotação variável [2.1], [2.10], [2.70], [2.87], [2.91], [2.92], [2.93]. 

Tab. 2.3 - Empreendimentos que utilizam turbinas Francis com rotação variável 

Usina Unidades x 
Potência 
[MW] 

Tipo de 
Gerador  

Rotação [rpm] Pais Início de 
Operação 

Yagisawa 1 x 85 DFIG 130 a 156 Japão 1990 
Okawachi 2x 395 DFIG 330 a 390 Japão 1993 
Shiobara 1 x 330 DFIG 356 a 396 Japão 1994 
Okikuyotsu 2 2 x 300 DFIG 407 a 450 Japão 1996 
Goldsthal 4 x 265 DFIG 300 a 346  Alemanha 2004 
Avce 1 x 185 DFIG 576 a 624 Eslovênia 2010 
Omarugawa 4 x 330 DFIG 576 a 624 Japão 2011 
Grimsel 2 4 x 75 CFSM 600 a 765 Suíça 2012 
Kazunogawa 2 x 400 DFIG 475 a 525 Japão 2014 
Frades II 1 x 390 DFIG 350 a381 Portugal 2015 
Kyogoku 3 x 230 DFIG 475 a 525 Japão 2015 
Venda Nova III 2 x 350 DFIG 348 a 382 Portugal 2016 
Le Cheylas 1 x 250 DFIG 279 a 321 França 2016 
Linthal 4 x 250 DFIG 470 a 530 Suíça 2017 
Nant de Drance 6 x 157 DFIG 398 a 458 Suíça 2017 
Tehri 4 x 255 DFIG 213 a 248 Índia 2018 
Limberg I 2 x 85 CFSM 450 a 750 Áustria 2021 
Malta 2 x 86 CFSM 240 a 575 Áustria 2022 
Fengning II 2 x 310 DFIG 398 a 455 China 2023 
Kruonis 1 x 110 CFSM 150 a 165 Lituânia 2025 
Tauernmoos 2 x 85 CSFM 368 a 552 Áustria 2025 
Kuethai 2 x 95 CFSM 340 a 485 Áustria 2026 

 

Vale ressaltar que em alguns projetos não há simetria em relação ao percentual de variação 

de velocidade em relação à velocidade nominal. As máquinas da usina de Frades II variam 

entre -7 % a +2 % e as unidades da Usina de Goldsthal variam de -10 % a +4 % em relação 

a velocidade nominal [2.94]. 

 Em outros projetos, há uma significativa variação de potência na operação de uma turbina 

reversível, em relação a operação no modo bomba ou modo turbina. Na Usina de Grimsel 
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2, na Suíça com 4 turbinas Francis reversíveis com velocidade variável opera cada unidade 

com potência máxima de 75 MW no modo turbina e 90 MW no modo bomba [2.1].  

Além da aplicação típica de turbina tipo Francis em operação com rotação variável, outros 

tipos de turbinas se enquadram nesta aplicação e vem se destacando pelos mesmos 

benefícios.  

 A turbina Kaplan operando com rotação variável permite a manutenção de elevada 

eficiência em uma ampla faixa de queda [2.17], [2.33]. 

A turbina hélice também é uma boa opção para operação em rotação variável em pequenas 

centrais pois apresenta baixo investimento, construção simples e robustez [2.25], [2.32]. 

Entretanto, a turbina tipo hélice apresenta eficiência elevada em uma faixa estreita de 

operação, próxima a potência nominal [2.17]. 

 Em termos de eficiência a turbina tipo hélice apresenta menor eficiência quando 

comparada com a Kaplan [2.17]. No entanto, a turbina tipo hélice pode chegar um ganho 

de produção anual de 5 a 20 % [2.11], [2.25], [2.26], [2.32]. 

Além das turbinas clássicas é possível operar, para pequenos aproveitamentos e mini 

centrais abaixo de 1 MW com outros tipos de turbinas como a turbina axial tubular [2.73], 

turbinas axiais para ultra baixa queda [2.71], turbina tipo submersas [2.72] e bulbo [2.45]. 

2.4 Benefícios da operação com rotação variável 

São notórios os benefícios de operação de máquinas hidráulicas com rotação variável, haja 

visto, a quantidade de estudos e centrais em operação. Dentre os principais benefícios 

destacam-se a estabilidade da máquina, maior eficiência, redução de cavitação, otimização 

de recursos hídricos e redução de impactos ambientais [2.4], [2.19], [2.32], [2.38], [2.74]. 

 

2.4.1 Operação com a máquina fora de instabilidade mecânica e hidráulica 

As vibrações e ruídos são inevitáveis em máquinas com rotação fixa. Este problema se 

manifesta tipicamente quando a turbina opera com sobrecarga e as palhetas móveis 

operaram acima da abertura de projeto [2.12]. 
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Outro problema está ligado à operação entre 40 e 60% da carga, na qual surge variação de 

pressões na turbina que provocam ruído e vibrações [2.12]. Este problema em alguns casos 

pode ser resolvido com a injeção de ar comprimido [2.12]. 

Adicionalmente, quando opera com vazão abaixo da 40% vazão nominal surgem problemas 

de vibração, instabilidade mecânica e cavitação [2.23] e a operação com baixa queda que 

gera o fenômeno de histerese [2.12]. 

Em usinas a fio d’água onde existe variação de vazão, as máquinas com rotação variáveis 

se ajustando às vazões disponíveis, podem trazer benefícios quanto a redução e duração 

de paradas em função de baixa vazão [2.17], [2.30], [2.32]. 

Em suma, todos estes problemas podem ser minimizados com a operação com velocidade 

variável [2.12]. 

 

2.4.2 Operação com a máquina próxima de sua máxima eficiência 

Para usinas convencionais com rotação fixa, a máquina é operada nas condições de projeto 

onde é ajustada para um ponto ótimo, levando em conta a rotação, a faixa de variação de 

queda d‘água e variação da vazão.  Entretanto, quaisquer variações de queda ou vazão 

diferente das condições de projeto resulta em perda de eficiência [2.31], [2.32]. 

Uma solução mais atrativa seria a operação da máquina com a velocidade variável, 

ajustando o valor da queda d’água, vazão e velocidade da máquina na busca de maior 

eficiência [2.1], [2.19], [2.31]. 

Conforme já apresentado na figura 2.15 do diagrama de colina, para uma determina queda 

d’água, a turbina pode operar em condições de melhor eficiência através de ajustes na 

vazão e rotação da máquina [2.1], [2.23], [2.50]. 

A figura 2.18 mostra um gráfico de eficiência versus vazão para diferentes rotações [2.23]. 

É importante salientar que esta solução é válida não somente para diferentes vazões como 

também para variações de quedas [2.23]. 
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Fig. 2.18 – Eficiência da turbina Francis em função da vazão e rotação [2.23] 

 

A turbinas reversíveis possuem eficiência em diferentes condições operação seja no modo 

bomba ou no modo turbina.  Muitas vezes a máxima eficiência não ocorrem nas mesmas 

condições para ambos os modos. Por meio da rotação variável este problema é 

equacionado [2.12], [2.32], [2.38].    

Na usina reversível de Okawachi uma unidade de 400 MW obteve um ganho médio de 3 % 

na eficiência [2.32]. Por outro lado, em algumas plantas, é possível um ganho de 10 % na 

eficiência da unidade [2.12], [2.32].  

 

2.4.3 Operação com a máquina fora da região de cavitação 

As cavitações nas turbinas e oscilações nos tubos de sução ocorrem para determinadas 

condições de rotação e da carga da máquina [2.32], [2.38], [2.82]. 

Quando as palhetas móveis operam fora das condições de projeto com abertura excessiva, 

criando não compatibilidade entre o ângulo de fluxo da água e o ângulo de abertura das 

palhetas resulta em severas cavitações [2.12]. 
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Todavia, quando a máquina opera dentro de condições ideais é possível o aumento da vida 

útil, a redução das quebras e desgastes de componentes mecânicos. Em consequência o 

número de paradas para reparos de equipamento é reduzido [2.1], [2.31]. 

A figura 2.19 a apresenta a curva de operação das Unidade Geradoras 07 e 08 das da UHE 

Furnas. 

 

Fig. 2.19 – Curva de operação das UG 07 e 08 da UHE Furnas 

 Estas máquinas de potência nominal 154 MW e 150 rpm e operam entre as cotas 768 a 

750 m. Entretanto, são notórias as limitações de operação destas unidades em relação à 

queda bruta e regiões de cavitação  TWL – Tail Water Level. 

No caso da operação com rotação variável, tais impactos seriam certamente mitigados. 

 

2.4.4 Aproveitamento máxima da queda, otimizando a geração em função 

de curva de colina. 

Através do ajuste da rotação da máquina é possível a operação em diferentes condições do 

projeto as quais não seria possível com rotação fixa [2.12], [2.32]. 

Com o estresse hidrológico, em períodos de pouca chuva os níveis dos reservatórios ficam 

deplecionados, e consequentemente, as máquinas ficam impossibilitadas de gerar com sua 
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potência nominal. Com ajuste na rotação variável e vazão, é possível operar em condições 

de máxima eficiência permitindo um manejo adequado do reservatório [2.30], [2.71]. 

Em estudo utilizando turbina Francis com rotação variável aponta a possibilidade de se 

operar com uma eficiência de 95,75 % em uma faixa da altura da queda d’água de ±40 % 

da condição ótima de projeto [2.10]. 

2.4.5 Mitigação de impactos ambientais 

Com a operação com rotação variável é possível uma maior faixa de operação em relação 

a vazão e a queda d’água e consequentemente tal flexibilidade permite a redução de áreas 

alagadas de reservatório, que por sua vez contribui para a minimização de impactos 

ambientais [2.1], [2.12], [2.17], [2.71].  

 Adicionalmente esta alternativa também se aplica para otimização de reservatórios de 

usinas reversíveis [2.12], [2.30]. 

De forma indireta, outra forma de redução de impactos ambientais consiste na maior 

flexibilidade de operação em reservatórios deplecionados e reservatórios de usinas 

reversíveis as quais reduzem a operação de termelétricas [2.32].  

 

2.4.6 Aumento da capacidade de exportação e estabilidade do sistema 

A flexibilidade de operação e estabilidade do sistema pode ser melhora através de 

fornecimento de serviços ancilares [2.12], [2.32]. Com máquinas com rotações variáveis é 

possível também melhoria no controle dinâmico [2.12], [2.71]. Em usinas reversíveis, uma 

das vantagens é a contribuição de regulação da frequência quando operada no modo 

bomba [2.32]. 

Outra contribuição para a estabilidade do sistema consiste na resposta mais rápida de 

controle de potência de saída dos geradores. Em usinas tradicionais, o controle de potência 

ativa é realizado através dos reguladores de velocidade cujo tempo de resposta é da ordem 

de alguns segundos. No caso de máquinas com rotação variável este controle é realizado 

através de conversores, responsáveis por injeção de potência no sistema elétrico cujo 

tempo de resposta varia de 10 a 30 ms [2.19], [2.32]. 
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A máquina com rotação variável, devida a sua inércia girante pode se modular com rápida 

resposta para flutuações do sistema. Em caso de distúrbio também apresentam um 

excelente comportamento [2.1]. 

Adicionalmente, ressalta-se a melhoria no despacho e alocação da energia produzida para 

regiões com reservatórios deplecionados [2.17], [2.30]. 

 

2.5 Problemas com Harmônicos 

A operação com rotação variável implica na utilização de conversores nas mais diversas 

topologias conforme já abordado. E consequentemente estes conversores geram 

distorções harmônicas e uma gama de implicações nos geradores. 

Um dos principais impactos dos harmônicos nos geradores consiste na interferência nas 

forças magnéticas radiais causando vibrações [2.83]. Outrossim, forças magnéticas agindo 

nos dentes do laminado do estator é a principal fonte de vibração [2.83] 

O fluxo de harmônico no entreferro causado por distorções nas ranhuras do laminado e no 

enrolamento estatórico que por sua vez provoca perdas na superfície do rotor e nos 

enrolamentos amortecedores [2.84], [2.86]. 

Em máquina conectada a conversores ocorre geração de harmônicos espaciais na indução 

do entreferro e aumentando o consumo de reativos, ruídos e perdas na máquina [2.86]. 

Adicionalmente os harmônicos provocam o aumento de correntes parasitas no laminado 

como consequência o aumento de temperatura do estator [2.84]. Harmônicos também 

provocam perdas por efeito Joule e perdas por efeito pelicular [2.84]. 

As distorções harmônicas em sistemas VSC utilizando a tecnologia de PWM são reduzidas 

quando comparado com a LCC [2.66], [2.67]. 

Em sistemas que utilizam a topologia BDFIG tem o investimento reduzido em filtros quando 

comparado com o sistema Back to Back onde os filtros são dimensionados para o valor 

nominal da potência transmitida [2.42]. Adicionalmente, o desenvolvimento de novas 

tecnologias contribui para a mitigação do efeito de distorções harmônicas, além dos 

tradicionais filtros ativos e os HSF - High Selectivity Filter [2.81]. 
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Outra possível solução para a mitigação de perdas por harmônicos é a utilização de 

conversores do tipo MMC - Modular Multilevel Converter [2.84]. 

Ademais, alterações no projeto do gerador, também são alternativas para redução de 

perdas harmônicas. Estas modificações consistem no aumento da quantidade de 

subcondutores (strands) com espessura reduzidas das barras estatóricas [2.84], 

interligação dos circuitos dos enrolamentos amortecedores [2.85] ou aumento da 

quantidade de barras do enrolamento amortecedor e simultaneamente reduzir a seção 

transversal de cada barra [2.84]. 

 

2.6 Aspectos Econômicos 

De fato, o investimento inicial em usinas com máquinas de rotação variável é superior ao 

de usinas tradicionais. Uma topologia com máquinas síncronas e conversores de 

capacidade nominal da máquina podem elevar o custo da planta em torno de 10 % [2.74].  

Por outro lado, é evidente a melhoria da eficiência, a flexibilidade de operação e 

consequentes benefícios econômicos [2.12], [2.38]. 

Outro aspecto que pode contribuir com a redução no investimento inicial, consiste no 

relaxamento dos parâmetros de projeto da máquina, devido a flexibilidade de operação 

com diferentes vazões, quedas e velocidades [2.1], [2.12], [2.32]. Projetos com máquinas 

operando em rotação variável podem reduzir o custo em até 18 % quando comparado com 

plantas convencionais [2.74]. 

A flexibilidade de operação e ganho da eficiência estão ligados diretamente ao aumento da 

produção de energia. Adicionalmente, o aumento da produção de energia depende de 

outros fatores como período hidrológico e a programação da geração do empreendimento 

[2.29]. 

Um estudo da empresa Manitoba Hydro no Canadá utilizando 10 unidades de 100 MW 

apresentou um ganho anual de 30 milhões de dólares, correspondente a um aumento de 

37,9% da produção de energia [2.29]. 
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Estudos utilizando turbinas tipo hélice apresentam um ganho anual de 16 % em produção 

de energia [2.25]. Utilizando turbinas Kaplan, apesar de maior investimento, é possível um 

ganho de até 20 % [2.10]. 

Cabe ressaltar a importância de uma análise econômica no que se refere ao valor de 

investimento, tempo de retorno bem como a localização da planta e a capacidade do 

sistema de transmissão [2.19].  

 

2.7 Possibilidade de implementação de rotação variável na modernização da 

central hidrelétrica 

Considerando a existência diversas usinas de grande porte com rotação variável já em 

operação, entende-se como consolidada esta solução, haja visto os benefícios técnicos e 

econômicos. 

Com a quantidade de linhas em HVDC existentes, as linhas em construção, o 

desenvolvimento de novas tecnologias com semicondutores de menor custo e maior 

eficiência e estações conversoras compactas, torna-se totalmente viável a implementação 

de rotação variável no processo de modernização das centrais. 

Em geral, as usinas hidrelétricas passam por uma modernização após 30 a 40 anos em 

operação. Para a implementação de rotação variável, é possível o reaproveitando do 

laminado do núcleo e bobinas estatóricas.  No caso do aproveitamento do rotor, para 

manter a operação como gerador síncrono, implica-se em um maior investimento em 

sistemas conversores na potência nominal da máquina. 

Outra possibilidade consiste na substituição do rotor de polos salientes por um rotor 

bobinado, transformando a máquina em um gerador de indução duplamente alimentado. 

Neste caso, a vantagem consiste no investimento em conversores de menor custo, cuja 

potência é da ordem de 20 a 30 % da capacidade nominal do gerador [2.1], [2.4], [2.32]. 

Esta solução foi adotada de forma pioneira em 1990 na modernização da Usina reversível 

de Yagisawa no Japão, com início de operação em 1965, onde um gerador síncrono de polos 
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salientes de 85 MW e rotação de 150 rpm foi transformado em um gerador de indução 

duplamente alimentado com rotação variável entre 130 a 156 rpm [2.80], [2.93]. 

Um projeto piloto similar foi adotado na modernização da Usina Reversível de Compuerto 

do Grupo Iberdrola SA, localizada na Espanha, com início de operação em 1967. Esta usina, 

com duas unidades reversíveis de 12,5 MW foi modernizada em 1995, sendo que em uma 

das unidades foi implementada a operação com rotação variável. Neste caso o gerador 

síncrono foi transformado em um gerador de indução de 10 MW com rotação de 600 ± 10% 

rpm, substituindo o rotor de polos salientes por um rotor bobinado alimentado por um 

cicloconversor [2.14], [2.17].  

A figura 2.20 mostra a instalação do rotor bobinado na usina reversível de Compuerto, 

substituindo o antigo rotor de polos salientes [2.14]. 

 

 

Fig.2 20- Substituição do rotor - Usina de Compuerto [2.14] 

 

Além de modificações no gerador, a implementação da rotação variável no processo de 

modernização, implica em alterações de diversos sistemas mecânicos, como mancais, 

turbinas e sistemas de refrigeração. No caso da turbina pode envolver a substituição do 

rotor da turbina, ajuste das palhetas diretrizes e modificações no distribuidor [2.70]. 
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Outro fator a ser considerado, seria a estrutura civil e as dimensões do poço do gerador, 

uma vez que, para a mesma potência de saída do gerador, a altura do rotor bobinado é 

superior à altura do rotor de polos salientes [2.1], [2.87]. 

A figura 2.21 compara as dimensões de um rotor de uma máquina síncrona 400 MW, 

tensão de 21 kV e 16 polos com o rotor de uma máquina de indução com dupla alimentação 

de mesma tensão e potência [2.87]. 

 

Fig. 2.21 - Comparação dimensional entre máquina síncrona e máquina de indução com dupla 
alimentação [2.87] 

Nas máquinas de indução com dupla alimentação, além da altura do rotor, ainda existe 

uma diferença nas dimensões dos anéis coletores. A figura 2.22 apresenta a comparação 

dimensional de máquina síncrona com polo saliente de 261 MW e uma máquina de indução 

com rotor bobinado de 300 MW na usina de Goldisthal, na Alemanha [2.1]. 

 

        

Fig. 2.22 – Usina de Goldisthal (a) Gerador com dupla alimentação  (b) Gerador síncrono [2.1] 
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De qualquer forma, a partir do sucesso dos projetos piloto da Usina de Yagisawa e 

Compuerto, várias usinas vêm passando por modernizações, com a implementação de 

operação de máquinas com rotação variável, tais como as Usinas de Grimsel II, Usina Revin, 

Le Cheylas, Limberg I e Malta Oberstufe. 

A Usina Revin na França, de propriedade do Grupo EDF, entrou em operação em 1976, com 

04 máquinas de 200 MVA e em 2016 iniciou sua modernização. A operação com rotação 

variável resultou em um ganho de 2,8 % na eficiência da central [2.70]. 

Le Cheylas, na França construída em 1979 com 02 unidades de 254 MW as quais, em 2016, 

foram modernizadas com máquinas operando com rotação variável. Tal modificação 

possibilitou reduzir a zona de cavitação das turbinas e um ganho de eficiência de 5,2 % na 

operação em modo turbina [2.70], [2.92]. 

A Usina reversível Grimsel II na Suíça, entrou em operação em 1980 e iniciou sua 

modernização em 2011. As 04 máquinas de 100 MVA foram modernizadas, onde uma delas 

foi projetada para operar com rotação variável, cuja operação iniciou em 2013. Cabe 

ressaltar que a modernização de Grimsel foi o primeiro projeto de grande porte que foi 

mantida a configuração do gerador como máquina síncrona na configuração CFSM - 

Converted-Fed Synchronous Machine utilizando conversores multinível [2.1]. 

Com o aprimoramento da tecnologia de conversores multiníveis torna-se viável a 

modernização de máquinas com a implementação da rotação variável mantendo os 

geradores como máquinas síncronas na configuração CFSM. 

A usina Reversível de Limberg 1, na Áustria, construída em 1956 com 02 máquinas 

síncronas de 62 MVA, foram repotenciadas na configuração CFSM em 2022, para operar 

com rotação variável entre 450 a 750 rpm e potência de 80 MVA cada unidade no modo 

turbina [2.90]. 

A Usina Reversível de Malta Oberstufe, na Áustria, após 40 anos de operação foi 

modernizada em 2022 para operar com 02 máquinas de 80 MW em rotação variável na 

configuração CFSM. Esta modernização resultou em um ganho de eficiência da instalação 

entre 7 % a 9 % no modo turbina e de 6 % a 22 % no modo bomba [2.95]. 
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Estendendo o caso para o parque gerador brasileiro, baseado em usinas de grande porte 

com mais de 40 anos de operação e com o estresse hidrológico na região sudeste nos 

últimos anos, a modernização das unidades geradoras com a implementação da rotação 

variável torna-se factível e atraente tanto para o investidor quanto para o sistema elétrico 

brasileiro.  

Os geradores das usinas de Itaipu, Belo Monte, Jirau e Santo Antônio possuem um 

excelente potencial para implementação de operação com rotação variável em uma futura 

modernização, haja vista suas conexões à sistemas HVDC. 
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CAPÍTULO 3 

 

 

 

Análise das Perdas em Máquinas Elétricas 

 

 

3.1 Introdução 

Para estudar as metodologias de cálculo de rendimento, torna-se necessário, 

primeiramente, conhecer as principais perdas das máquinas elétricas, tanto no aspecto 

qualitativo quanto no aspecto quantitativo.  

Estes fatores são fundamentais devido ao custo de conversão ou geração. O custo 

inicial de um gerador de 65 MVA - 13,8 kV pode ser acrescido de 11 % quando o seu 

rendimento passa de 98,24 % para 98,65 % [3.1]. 

Diante de um mercado competitivo e com dificuldades de intervenção no sistema 

elétrico, torna-se primordial o conhecimento do comportamento destas perdas que afetam 

o custo de conversão e geração de energia elétrica. Um outro aspecto que vale a pena 

ressaltar seria o acompanhamento da manutenção, pois um sobreaquecimento nos 

componentes do gerador pode contribuir para a deterioração dos materiais isolantes, do 

óleo lubrificante dos mancais e, consequentemente, pode reduzir a vida útil da máquina. 

Quanto à classificação e composição das perdas de máquinas elétricas, 

basicamente, podem ser agrupadas em perdas variáveis e perdas constantes em função da 

carga [3.2]. 

As perdas variáveis são as perdas que variam com o quadrado da corrente de carga 

nos enrolamentos da armadura, no circuito de campo, enrolamentos compensadores, 

interpolos ou de forma próxima da linear da corrente de carga como nos contatos entre 

escovas e anéis coletores. 
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As perdas consideradas constantes, geralmente, não dependem da corrente de 

carga e, fazendo parte de grupo, estão as perdas mecânicas por atrito e ventilação e as 

perdas no ferro. 

Embora as perdas mecânicas sejam consideradas constantes, é importante 

ressaltar, que com o aumento da carga, aumentam-se os esforços nos mancais e 

consequentemente, ocorre uma pequena variação dessas perdas. 

 

3.2 Perdas no Cobre 

São perdas devido ao efeito Joule que provocam o aquecimento dos enrolamentos 

da máquina pela circulação da corrente elétrica. São expressas pelo produto da resistência 

elétrica para corrente contínua multiplicada pelo quadrado da corrente elétrica. São 

consideradas as perdas no enrolamento do rotor devido à corrente de excitação e as perdas 

no enrolamento da armadura devido á corrente de carga. 

Para as perdas no enrolamento do rotor tem-se: 

𝑃௖௙ = 𝑅௙ 𝐼௙
ଶ (3.1) 

 

Onde Rf é a resistência em corrente contínua do enrolamento de campo e If é a 

corrente de campo. 

Considerando o número de fases da máquina e efeito pelicular da corrente 

alternada na armadura, as perdas no enrolamento do estator pode ser expressa pela 

seguinte equação:  

𝑃௖௦ = 3 𝑅௔ 𝐾௥௔ 𝐼௦
ଶ (3.2) 

 

Onde Ra é a resistência ôhmica do enrolamento do estator por fase e Kra é um 

coeficiente de efeito pelicular que pode ser calculado por diversos modelos [3.3], [3.4], 

[3.5], e depende das características construtivas da máquina em relação a números de 

circuitos, quantidade de subcondutores em cada bobina e dimensões de subcondutores.  
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Em máquinas elétricas de grande porte o efeito pelicular, ou adensamento de 

corrente pode representar uma perda de 2 a 15 % das perdas no cobre. Isto posto, a 

construção dos enrolamentos é mais sofisticada onde as barras estatóricas são divididas 

em grupo espiras devidamente isoladas entre si e por sua vez estas espiras são divididas 

em subcondudores (strands) formadas por barras de cobre isoladas entre si. Este tipo de 

construção também reduz o efeito pelicular causado pelas componentes harmônicas [3.3]. 

A figura 3.1 mostra detalhes construtivos dos condutores do enrolamento estatórico de 

máquinas de grande porte.       

 

 

Fig. 3.1 - Barra estatóricas: detalhes construtivos [3.34] 

 

Uma equação utilizada para o cálculo do coeficiente de efeito pelicular é dada por 

[3.4]: 

𝐾ோ௔ = 𝜑(𝜉) +
(𝑧௧

ଶ − 1)

3
 𝛹(𝜉) (3.3) 

 

Onde zt é o número de camadas de subcondutores em uma bobina e φ(ξ) e Ψ(ξ) são 

fatores que dependem da altura do condutor da bobina do estator [3.5] dada por:    

φ(ξ) = 𝜉 
𝑠𝑒𝑛ℎ2𝜉 + 𝑠𝑒𝑛2𝜉

𝑐𝑜𝑠ℎ2𝜉 − 𝑐𝑜𝑠2𝜉
 (3.4) 
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E 

Ψ(ξ) = 2𝜉 
𝑠𝑒𝑛ℎ2𝜉 − 𝑠𝑒𝑛2𝜉

𝑐𝑜𝑠ℎ2𝜉 − 𝑐𝑜𝑠2𝜉
 

(3.5) 

 

Onde ξ é um fator que depende de vários fatores dimensionais dos subcondutores da 

bobina do estator [3.4]. 

A figura 3.2 representa esquematicamente a ranhura do estator e bobina de cobre 

composta por subcondutores [3.5]. 

 

 

Fig. 3.2 - Disposição dos subcondutores da barra estatórica na ranhura do estator [3.5] 

 

O fator ξ é expresso pela seguinte [3.5] expressão abaixo: 

   

𝜉 = ℎ௖ ඨ𝜋 𝑓 𝜇଴ 𝜎 
𝑧௔ 𝑏௢

𝑏
 (3.6) 

 



68 
 

Onde hc é a altura do subcondutor da bobina do estator, σ é a condutividade elétrica do 

cobre, f é a frequência da corrente alternada, µo é a permeabilidade magnética do vácuo, 

za é o número de subcondutores em paralelo dentro da bobina, bo é a largura do 

subcondutor e b é a largura da ranhura do núcleo do estator. 

Cabe ressaltar que esta equação pode ser utilizada para a perdas por efeito pelicular 

individualmente para cada componente harmônica [3.5].  

 

 3.3 Perdas no Ferro 

É a somatória das perdas causadas pela histerese e pelas correntes parasitas de Foucault. 

Estas correntes, juntamente com as perdas por atrito e ventilação, são chamadas de perdas 

rotacionais a vazio. 

As perdas por corrente de Foucault podem ser expressas pela seguinte equação: 

𝑃௙ = 𝐾௙ (𝐵 𝑓 𝑒)ଶ (3.7) 

 

As perdas por corrente de Histerese podem ser expressas pela equação: 

𝑃௛ = 𝐾௛ 𝑓 𝐵𝑚ఈ (3.8) 

 

                                                       

Onde Pf são perdas por corrente de Foucault (W), Ph são perdas por histerese (W), Kf e Kh 

são coeficientes que dependem do volume e propriedade do material ferromagnético, B é 

a densidade de fluxo (Wb/m2), e espessura das chapas (mm) e α o expoente que depende 

da propriedade do material e que, geralmente varia de 1,5 a 2,5. 

A figura 3.3 apresenta as perdas no ferro para o aço tipo M43 espessura 0,019 polegadas 

em função da Densidade de fluxo e frequência [3.6]. 
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Fig. 3.3 - Perdas no Ferro em função da densidade de fluxo e da frequência [3.6] 

 

Para estes cálculos, geralmente, são utilizadas curvas fornecidas pelos fabricantes das 

chapas magnéticas. No entanto, o cálculo das perdas no ferro baseado nas equações acima, 

não é muito simples, sendo que os valores dos coeficientes diferem de acordo com a região 

do circuito magnético da máquina. A figura 3.4 apresenta as perdas no material magnético 

de acordo com a Densidade de fluxo magnético e o tipo de material [3.5]. 

 

Fig. 3.4 - Perdas no ferro em função da densidade de fluxo e tipo de material [3.5] 
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Para o cálculo das perdas no ferro, o primeiro modelo foi apresentado por Steinmetz vem 

sendo utilizado há mais de um século. O modelo apresentado por Jordan em 1924, 

propunha a separação das perdas de histerese e Foucault.  Entretanto vários modelos vêm 

contribuindo para o estudo das perdas introduzindo novos conceitos relacionados à 

microestrutura dos materiais [3.7], [3.8], [3.9]. 

A tabela 3.1 mostra os diferentes modelos propostos para o cálculo de perda no material 

magnético [3.8]. 

Tab. 3.1 – Modelos para perdas no material magnético [3.8] 

Autor Ano Modelo Equação 

Steinmetz 1892 𝑃௙௘ = 𝐾௛௙𝑓ఈ𝐵ఉ (3.9) 

Jordan 1924 𝑃௙௘ = 𝐾௛𝑓𝐵ଶ+𝐾௙𝑓ଶ𝐵ଶ (3.10) 

Pry e Bean 1958 𝑃௙௘ = 𝐾௛𝑓𝐵ଶ+𝜂௘௫௖𝐾௙𝑓ଶ𝐵ଶ (3.11) 

Bertotti 1985 𝑃௙௘ = 𝐾௛𝑓𝐵ଶ+𝐾௙𝑓ଶ𝐵ఉ+𝐾௘௫௖𝑓ଵ,ହ𝐵ଵ,ହ (3.12) 

Jacobs 2009 𝑃௙௘ = 𝐾௛𝑓𝐵ଶ+(𝐾௙ + 𝐾௘௫௖ 𝐵ఉ)𝑓ଶ𝐵ଶ (3.13) 

 

Pry e Brien apresentam o fator de correção ηexc relacionadas ao conceito de perdas 

anômalas ou perdas excedentes [3.8]. 

Jordan, Bertotti, Pry e Brien o utilizam a seguinte expressão para o cálculo do coeficiente 

de perdas de corrente de Foucault [3.8]. 

𝐾௙ =
𝜎 (𝜋 𝑒)ଶ

6 𝜌௩
 (3.14) 

 

Onde, σ é a resistividade do material, e a espessura da chapa do laminado e ρv a densidade 
volumétrica do material.  

Quanto ao modelo apresentado por Jacobs, o cálculo dos coeficientes de perdas não é 

possível, pois o sistema é considerado não linear.  A tabela 3.2 apresenta valores para dos 
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coeficientes de perdas no ferro para determinadas faixas de frequência, utilizando o 

método dos mínimos quadrados [3.8], [3.10]. 

Tab. 3.2 – Coeficiente de perdas no ferro para diferentes faixas de frequência  

Faixa de frequência [Hz] Kh Kf Kexc 𝛽 

50 – 200 146 0,71 0,0024 7,99 

200 – 500 167 0,60 0,0010 11,49 

500 - 2000 249 0,39 0,0536 2,03 
 

No modelo presentado por Bertotti, um terceiro termo representa as perdas excedentes 

ou perdas anômalas, conforme expressão abaixo [3.11], [3.12], [3.13]: 

𝑃௙௘ =
𝐾௛

𝑇
𝐵௠

ఈ ൥1 + ෍
𝛽

𝐵௠

௡

௜ୀଵ

(∆𝐵௜)൩ +
𝜎 𝑒ଶ

12 𝜌௩

1

𝑇
න ฬ

𝑑𝐵

𝑑𝑡
ฬ

ଶ

𝑑𝑡 +
்

଴

𝐾௘௫௖

𝑇
න ฬ

𝑑𝐵

𝑑𝑡
ฬ
ଵ,ହ்

଴

𝑑𝑡 (3.15) 

 

Onde ΔBi é a variação da densidade de fluxo, Bm a densidade de fluxo máxima, T é o período 

da onda senoidal, α o expoente que depende do material, β o coeficiente de histerese, e a 

espessura do material, ρv a densidade volumétrica do material, Kexc é o coeficiente de 

perdas excedentes. 

A perdas excedentes ou perdas anômalas estão relacionadas com a microestrutura do 

material. Foram introduzidos por Bertotti o conceito de objetos magnéticos e depende do 

tamanho do grão, da condutividade elétrica, campo coercitivo e coeficientes empíricos 

[3.11]. 

O coeficiente de perdas excedentes é dado por [3.11]: 

𝐾௘௫௖ =
8,76363

𝜌௩
ඥ𝜎 𝐺ைெ 𝑉௢ 𝑆 (3.16) 

 

Onde GOM é o coeficiente de atrito dos objetos magnéticos, Vo o campo coercitivo em 

oposição aos objetos magnéticos, S a seção transversal da lâmina, σ a resistividade do 

material e ρv  a densidade volumétrica 
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Na figura 3.5 mostra a composição das perdas parasitas, histerese e perdas excedentes 

para uma lâmina de aço tipo SPA – Semiprocessed Electric Steel of Type A com espessura 

de 0,020 polegadas sujeito à uma frequência de 60 Hz [3.6]. 

 

Fig. 3.5 – Composição das perdas no ferro para o aço Tipo SPA [3.6] 

Uma outra forma de se calcular a perdas no ferro, consiste na análise da região do circuito 

magnético, ou seja, diferenciando as perdas na coroa e nos dentes do núcleo estatórico 

[3.3], [3.4], [3.5]. A figura 3.6 mostra a distribuição de fluxo magnético em uma máquina 

síncrona [3.14].  

 

Fig. 3.6 – Distribuição de fluxo magnético em uma máquina síncrona [3.14] 
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A determinação das perdas no ferro Pfe, separando a componente das perdas na coroa do 

núcleo e dos dentes é expressa por [3.3], [3.4], [3.5]: 

𝑃௙௘ = 𝑓ଵ,ଷ ൫𝑃௙௘௬ + 𝑃௙௘௧൯ (3.17) 

                                         

 

Onde, Pfey são as perdas no ferro considerando a coroa do núcleo estatórico e Pfet as perdas 

no ferro considerando nos dentes do núcleo estatórico. 

As perdas na coroa do núcleo do estator são expressas por: 

 

𝑃௙௘௬ = 𝑘௙௘௬ 𝑃௜ 𝐵௬
ଶ 𝑚௬ (3.18) 

                                             

As perdas nos dentes do núcleo do estator: 

𝑃௙௘௧ = 𝑘௙௘௧ 𝑃௜ ൬
𝐵௧௠௔௫ + 𝐵௧௠௜௡

2
൰

ଶ

𝑚௧ (3.19) 

 

 

Onde kfey é o fator de correção utilizado para a coroa do núcleo, geralmente utilizado o 

valor entre 1,5 e 1,8 para máquinas síncronas [3.5], [3.8]; kfet é o fator de correção para 

região dos dentes do núcleo estatórico, geralmente adota-se os valores entre 1,7 e 2,5 para 

máquinas síncronas [3.5], [3.8]; Btmax e Btmin são os valores máximos e mínimo da indução 

magnética , considerando a altura dos dentes: my é a a massa da coroa, mt é a massa dos 

dentes e Pi são as perdas no ferro por unidade de massa geralmente fornecida por 

fabricante de acordo com as características do material. 

Outrossim, devido à complexidade dos cálculos e a quantidade de variáveis envolvidas, 

vários estudos vêm utilizando ferramentas computacionais para análise das perdas em 

materiais magnéticos de máquinas elétricas rotativas. Em geral são utilizadas 

processamento de imagens, ferramentas de inteligência artificial, entretanto, as 

metodologias mais utilizadas são baseadas na FEA - Finite Elements Analysis [3.6], [3.7], 

[3.12], [3.32], [3.33]. 



74 
 

3.4 Perdas Adicionais na superfície da sapata polar, induzidas no 

enrolamento amortecedor e terceiro harmônico nos dentes do núcleo 

estatórico 

A perdas na superfície da sapata polar com o gerador a vazio são provocadas pela variação 

da densidade de fluxo no entreferro devido à geometria das ranhuras do núcleo estatórico 

[3.4]. 

Essas perdas são calculadas de forma diferenciada para turbogeradores, onde estes são 

construídos com rotores cilíndricos onde o material do núcleo do rotor é solido.  

No caso de hidrogeradores com polos salientes e núcleo laminado, estas perdas podem ser 

expressas através de uma equação empírica dada por [3.3], [3.4]: 

𝑃௣௦௢ = 0,232 10଺ 𝑒 [(𝑘௖ − 1) 𝐵௘ 𝜏௦]ଶ2 𝑝ଵ 𝑆௣(𝑛௦ 𝜔)ଵ,ହ (3.20) 

 

 

Onde kc é o coeficiente de Carter das ranhuras do estator, Be a densidade de fluxo no 

entreferro com a máquina a vazio, τs é o comprimento do passo da ranhura do estator, p1 

o número de polos, Sp a área da sapata polar, ns é o número de ranhuras do estator, e ω a 

velocidade angular do rotor. 

Com a máquina em plena carga as perdas na superfície das sapatas dos polos Ppss pode ser 

expressa por [3.3], [3.4]: 

𝑃௣௦௦ = 𝑘௔௚ ൤
1

(𝑘௖ − 1)

2 𝑝ଵ

𝑛௦
 𝑋௔ௗ൨

ଶ

𝑃௣௦௢ (3.21) 

 

 

Onde Kag é o fator que depende da variação da distância entre a face do estator e do rotor. 

Geralmente adotam-se valores entre 0,31 e 0,12 [3.3], [3.4]; Xad a reatância síncrona da 

máquina e Ppso a perda na superfície da sapata polar com a máquina em vazio. 
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Levando em consideração as distorções harmônicas da FMM – Força Magneto Motriz nos 

enrolamentos do estator de máquinas construídas com enrolamentos amortecedores, as 

perdas na superfície da sapata polar podem ser calculadas pela seguinte expressão [3.15].  

𝑃௞௩ =
3,7 𝑝 𝑛஻  𝑙஻ 𝐶஻ 𝑘௙

𝑆஻
൬

𝜏௣

𝑘ఋ  ℎఋ
൰

ଶ

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡

𝑘ఋ  𝑋௔ௗ  
𝐹ఋ

2000
𝜆ఋ

൤1 − 𝑐𝑜𝑠 ൬
6 𝜋 𝑡஻

𝜏௣
൰൨

 + 2𝜆௦

⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

ଶ

 (3.22) 

 

 

 

Onde p é o número de pares de polos, nB o número de barras do enrolamento amortecedor, 

lB  o comprimento das barras amortecedoras, SB  a seção transversal das barras do 

enrolamento amortecedor, CB a razão entre a resistividade das barras e do cobre do 

enrolamento dos polos, kf é o coeficiente que depende do diâmetro das barras 

amortecedoras e da resistividade das barras amortecedores; τp  é o passo polar, hδ a altura 

do entreferro, kδ  o coeficiente das dimensões do entreferro, Fδ a variação da força 

magneto motriz no entreferro, λδ  o coeficiente que depende do passo das barras 

amortecedor e dimensões do entreferro; λs o coeficiente que depende do comprimento 

das barras do estator e passo dos polos e tB é o passo das barras do enrolamento 

amortecedor. 

Adicionalmente, a densidade de fluxo de terceiro harmônico no entreferro causado pela 

força magneto motriz do estator, pela saturação magnética e pela força magneto motriz 

dos enrolamentos de campo provocam perdas adicionais nos dentes do estator. 

Essas perdas podem ser expressas pela seguinte equação [3.4]: 

 

𝑃௧௛ = 𝑘௧௛𝑃௙௘𝑓ଶ𝐵ଷ௛
ଵ.ଶହ𝐺௧ (3.23) 
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Onde Pth são as perdas de terceiro harmônico nos dentes do estator, kth é fator de perdas 

causado pelo terceiro harmônico, Pfe são as perdas no ferro, B3h é densidade de fluxo de 

terceiro harmônico e Gt é o peso dos dentes do estator. 

 

3.5 Perdas por ventilação 

As perdas por ventilação fazem partes das perdas mecânicas, onde em uma 

abordagem mais simplista é considerada como somatório de perdas causadas por atrito 

nos mancais, atrito entre escovas e anéis coletores do sistema de excitação e as perdas por 

ventilação. São consideradas em vários estudos como perdas constantes que não 

dependem da carga [3.2]. Entretanto, em se tratando de máquinas com rotação variável, 

necessita-se de uma abordagem mais aprofundada. 

Uma das equações mais tradicionais utilizadas para cálculo de perdas mecânicas foi 

proposta por Westgaard em 1955. Neste caso as perdas mecânicas incluíam as perdas por 

atrito nos mancais e perdas por ventilação [3.3]: 

𝑃௙௥ = 𝑘௩ 𝐷ଷ 𝜔ଶ √𝐿 (3.24) 

 

E 

𝑘௩ = 0,8 (1,7 + 0,4 𝐷) ൬
1,75

𝐷
൰

଴,ଵ

ቀ
𝜔

428
ቁ

଴,ସ

 (3.25) 

 

                                         

Onde D é o diâmetro do rotor, L o comprimento do rotor e ω a rotação da máquina. 

Em 1960 uma equação empírica também foi proposta por Schuisky. Nesta equação 

experimental das perdas mecânicas ainda não havia distinção entre perdas por atrito nos 

mancais e perdas por ventilação [3.5]: 

𝑃௙௥ = 𝑘௩௦ 𝐷 𝜔ଶ൫𝐿 + 0,6 𝜏௣൯ (3.26) 
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Onde Kvs é o fator experimental que varia entre 5 e 15 e depende das dimensões da 

máquina e sistema de resfriamento e τp é o passo polar. 

Para cálculo de perdas exclusivamente por ventilação, um modelo foi proposto por Mack 

em 1967, onde foi introduzido no número de Taylor, o qual diferencia escoamento laminar 

e turbulento do fluxo do ar na região do entreferro [3.16].  

No caso de rotor cilindro as perdas por ventilação por ser calculadas por: 

𝑃௩ = 𝜋 𝐶௙ 𝜌 𝜔ଷ 𝑟ଵ
ସ 𝐿 (3.27) 

                                                     

Onde ρ é a densidade do ar no entreferro, r1 o raio do rotor e Cf o coeficiente de atrito em 

função de dimensões do rotor, entreferro, número de Reynold e número de Taylor. 

O número de Taylor é dado pela seguinte equação: 

𝑇௔ =
𝜔 𝑟ଵ 𝛿

𝜐
ඨ

ℎఋ

𝑟ଵ
 (3.28) 

 

                                                      

E o Número de Reynold: 

𝑅𝑒 =
𝜔 𝑟ଵ

ଶ

𝜐
 (3.29) 

                                                                

Onde hδ é a altura do entreferro e ν a viscosidade cinemática do ar na região do entreferro. 

Com o número de Taylor acima de 41,5 o escoamento está no limite entre laminar e 

turbulento e neste caso, começam a surgir vórtices na região do entreferro. 

Para o número de Taylor abaixo de 41,5 o coeficiente de atrito é dado por [3.16]: 

 

𝐶௙ =
1,8

𝑅𝑒

(𝑟ଵ + ℎఋ)ଶ

(𝑟ଵ + ℎఋ)ଶ − 𝑟ଵ
ଶ ൬

ℎఋ

𝑟ଵ
൰

ି଴,ଶହ

 (3.30) 
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Outro modelo utilizado para tratar exclusivamente de perdas por ventilação foi 

apresentado por Vrancik em 1968 [3.17]. Neste estudo foi levado em consideração 

dimensões do entreferro, tipo de escoamento e tratamento diferenciado para máquinas 

de rotor cilindro e máquinas com polos salientes. 

A figura 3.7 apresenta perdas por ventilação em função da rotação para máquinas com 

diferentes comprimentos de entreferro [3.17]: 

 

Fig. 3.7 – Perdas por ventilação em função da rotação e comprimento de entreferro [3.17] 

 

Para máquinas com polos salientes foi acrescentado termo Kp na equação de perdas de 

máquinas com rotor cilíndrico. Este termo que relaciona a parte cilíndrica do rotor e a altura 

do polo expresso por [3.17]: 

𝐾௣ = 8,5 ൬
ℎ௥

𝑟ଵ
൰ + 2,2 (3.31) 
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Onde r1 é o raio do rotor e hr a altura do polo 

A figura 3.8 apresenta um desenho simplificado de uma máquina de polos salientes, 

mostrando as grandezas levadas em consideração no cálculo das perdas por ventilação. 

 

Fig. 3.8 – Esquema simplificado da máquina de polos salientes. 

 

A figura 3.9 mostra a comparação das perdas uma máquina de rotor cilíndrico e uma 

máquina com 8 polos salientes de mesma potência. 

 

 

Fig. 3.9 – Comparação de perdas por ventilação em máquinas com rotor cilíndrico e polos 
salientes [3.17] 
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A equação para perdas por ventilação em máquina de polos salientes é expressa por: 

𝑃௩ = ൤8,5 ൬
ℎ௥

𝑟ଵ
൰ + 2,2൨ 𝜋 𝐶ௗ  𝜌 𝑟ଵ

ସ 𝜔ଷ 𝐿 (3.32) 

 

                                    

Para esta equação o coeficiente de atrito Cd não é apresentado de forma explicita: 

1

ඥ𝐶ௗ

= 2,04 + 1,768 𝑙𝑛൫𝑅𝑒ඥ𝐶ௗ൯ (3.33) 

 

Algumas propostas concernentes às perdas por ventilação ainda separam as perdas por 

atrito viscoso e perdas nos sistemas de ventilação, conforme as seguintes expressões [3.4]: 

 

𝑃௩ = 𝐶௔(2𝜋 𝜔)ଷ𝐷ହ ൬1 +
5 𝐿

𝐷
൰ (3.34) 

 

E  

𝑃௦௩ = 1,1𝑄௔𝑣௩
ଶ (3.35) 

 

 

Onde Pv são as perdas por atrito viscoso, Psv as perdas nos sistemas de ventiladores, Ca é 

uma constante que depende da construção do rotor, Qa a vazão de ar do sistema de 

ventilação e νv a velocidade perimetral do ventilador. 

Especificamente para máquinas resfriadas a ar, outros autores utilizam equações empíricas 

baseadas nas variações de pressão de ar na máquina e nos trocadores de calor [3.2]. 

Neste caso as perdas totais por ventilação considerando as perdas no sistema de ventilação 

e perdas por atrito viscoso, podem ser expressas pela seguinte equação: 
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𝑃௩் = 𝑄௔(𝛥𝑝ௗ௔ + 𝛥𝑝௧௖)
1,21

𝜂௩
+ 𝑃௩ (3.36) 

                                 

Onde Δpda é a queda de pressão nos dutos de ventilação, Δptc a queda de pressão nos 

trocadores de calor, ηv a eficiência dos ventiladores e Pv são as perdas por atrito viscoso. 

A que de pressão nos dutos de ar podem ser expressas por: 

𝛥𝑝ௗ௔ =
𝜌

2
𝑣௥

ଶ ൥1,85 𝐿 + ቈ2,35 +
2

5
൬

𝑣௔

𝑣௥
൰

ଵ,଻ହ

቉൩ (3.37) 

 

Onde é νv é velocidade periférica do rotor e νa a velocidade do ar nos dutos de ventilação. 

A perda por atrito viscoso é dada pela equação: 

𝑃௩ = 5,6 𝐷ீ
ସ 𝜔ଷ(0,1 𝐷 + 𝐿) (3.38) 

 

Onde D é o diâmetro do rotor, DG o diâmetro do rotor somado ao comprimento do 

entreferro e L o comprimento do rotor. 

De qualquer forma, devido à complexidade dos cálculos e a quantidade de variáveis 

envolvidas, vários estudos vêm utilizando ferramentas computacionais para análise das 

perdas por ventilação em máquinas elétricas. Em geral são utilizadas várias metodologias, 

sendo a CFD – Computational Fluid Dynamics a mais utilizada [3.28], [3.29], [3.30] e [3.31]. 

 

3.6 Perdas nos mancais 

As perdas por atrito nos mancais, tais como as perdas por ventilação, fazem partes 

das perdas mecânicas. Estas perdas dependem de uma série de fatores como o tipo de 

mancal, forças atuantes, propriedades do fluido lubrificante, velocidade periférica. Quanto 

ao tipo de mancal estes podem ser tipo rolamentos, casquilhos ou bronzinas ou sapatas. 

Quando às forças atuantes podem ser do tipo axial ou radial. 
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A figura 3.10 mostra um hidrogerador com os mancais guia e escora. E alguns casos o 

mancal do gerador é denominado mancal combinado pois tem a função de mancal guia e 

escora simultaneamente. 

 

Fig. 3.10 – Representação dos mancais guia e escora do gerador e turbina 

 

3.6.1 Perdas nos mancais guia 

Os mancais guia tem a função de suportar cargas radiais devido a excentricidade e 

vibrações do eixo [3.4].  A figura 3.11 apresenta um esquema de um mancal guia, 

mostrando os principais componentes, onde De é o diâmetro do eixo, Fr é a força radial e 

Lm a altura do mancal. 

 

Fig. 3.11 – Esquema simplificado de um mancal guia 
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As perdas nos mancais guia dependem de várias grandezas como força radial, coeficiente 

de atrito, diâmetro do mancal, comprimento do mancal, espessura do filme de óleo, 

viscosidade do óleo e rotação do eixo. 

A figura 3.12 mostra as perdas em um mancal com carga radial em função da rotação do 

eixo e para diversos tipos de óleo lubrificante [3.18]. 

 

 

Fig. 3.12 – Perdas no mancal em função da rotação e tipos de lubrificantes [3.18] 

 

As perdas nos mancais guia ou mancais de ação radial são expressas pela seguinte equação 

[3.4], [3.19]: 

𝑃௠௚ = 𝜋 𝐷௘ 𝜔 𝐹௥ 𝜇௟ (3.39) 

 

Onde De é o diâmetro do eixo, Fr é a força radial devido a excentricidade e desbalanço 

rotacional, ω a rotação do eixo e µl é o coeficiente de atrito.  

Alguns autores utilizam a mesma equação substituindo o diâmetro do eixo pelo diâmetro 

interno do mancal e acrescentando um pequeno fator de correção [3.5]. 

Vale ressaltar que quando se compara o gráfico da figura 3.12 e a equação (3.39), constata-

se a não linearidade entre as perdas no mancal e a rotação. Isto se deve à dependência do 
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coeficiente de atrito µl à vários fatores como viscosidade dinâmica do óleo lubrificante, da 

força radial, da velocidade de rotação do eixo, da área de contato do mancal e espessura 

do filme do óleo lubrificante. 

 

3.6.2 Perdas nos mancais escora 

 

Em hidrogeradores de grande porte com eixo vertical é necessário transferir o peso das 

partes rotativas das máquinas e a carga de água através da turbina para a fundação civil da 

casa de força. Esta transferência de carga axial é feita através dos mancais conjugados, 

composto por um conjunto de sapatas, molas e um filme de óleo lubrificante. 

A figura 3.13 abaixo mostra um mancal escora de um hidrogerador de eixo vertical (a) e o 

detalhe de uma sapata sustentado por um conjunto de molas [3.20]. 

 

     

Fig. 3.13 – Mancal escora (a) e detalhe de sapata e conjunto de molas (b) [3.20] 

 

Em hidrogeradores de grande porte, estes mancais podem chegar a 5,2 (m) de diâmetro e 

suportar cargas de até 50 x 106 N [3.20]. Logo sua operação é limitada por vários fatores 

como filme de óleo, viscosidade do óleo, velocidade do eixo e temperatura das sapatas. 

A figura 3.14 mostra a região de operação segura de um mancal escora em função da carga 

e rotação, bem como apresenta as limitações mecânicas, espessura de filme de óleo e 

temperatura das sapatas [3.21].   
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Fig. 3.14 -   Região de operação segura do mancal escora [3.21] 

As perdas nos mancais tipo escora depende de uma série de fatores como, espessura do 

filme de óleo, força axial, rotação do eixo, diâmetro do eixo, viscosidade do óleo, área de 

contado do mancal, dentre outros. 

A figura 3.15 apresenta um esquema de simplificado de uma sapata do mancal escora e um 

diagrama de operação do mancal [3.22]. 

 

Fig. 3.15 - Esquema simplificado da sapata e conjunto mancal escora [3.22] 

 

As perdas nos mancais conjugado pode ser expressa pela seguinte equação [3.22], [3.23], 
[3.24]: 
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𝑃௠௖ = 𝑛௦𝜔 න න ቈ
𝑟

2

𝜕𝑝௔

𝜕𝜃
(2𝑧 − ℎ௢) +

𝜇௩𝜔 𝑟ଷ

ℎ௢
቉

ఏ೚

ఏ೔

𝑑𝑟 𝑑𝜃
ோ೚

ோ೔

 (3.40) 

                        

Onde ns é o número de sapatas, pa a pressão nas sapatas, µv a viscosidade do óleo, ho 

espessura do filme de óleo, z é o deslocamento axial e R, θ são as coordenadas da sapata. 

As coordenadas da sapata são representadas conforme a figura 3.16. 

 

Fig. 3.16 – Coordenadas da sapata do mancal escora [3.22] 

Conforme a equação (3.40), o diâmetro interno do mancal tem influência nas perdas. A 

Figura 3.17 mostra as perdas em um mancal escora em função da rotação e do diâmetro 

interno do mancal [3.19], [3.25]. 

 

Fig. 3.17– Perdas no Mancal em função da rotação para diversos diâmetros [3.19], [3.25] 
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A carga axial no mancal e a variação de velocidade do eixo também exercem influência na 

espessura do filme de óleo, no aumento da temperatura e consequentemente nas perdas 

do mancal [3.26].  A figura 3.18 apresenta os efeitos da carga e da rotação do eixo em um 

pequeno mancal de 6 sapatas e diâmetro externo de 304 mm [3.27]. 

 

 

Fig. 3.18 – Perdas no mancal em função da carga e rotação [3.27] 

 

               Alguns autores consideram todos esses fatores que contribuem para as perdas, 

porém, propõem fórmulas mais simplificadas. As perdas no mancal escora para 

hidrogeradores com eixo vertical podem ser expressas por [3.4]: 

𝑃௠௖ = 𝜋 𝑔 𝑚் 𝜔 𝐷௘ 𝜇௟  (3.41) 

                                          

Onde g é a aceleração da gravidade, mT a massa total incluindo gerador, turbina e volume 

de água através da turbina, De é o diâmetro do eixo e µl o coeficiente de atrito. 

Conforme já mencionado o coeficiente de atrito µl depende de vários fatores. Para 

geradores de eixo vertical os valores do coeficiente de atrito a temperatura de 50 oC varia 

de µl = 0,0035 na rotação do eixo de 50 rpm à µl = 0,0108 na rotação de 500 rpm [3.4]. 
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Outro fato relevante a ser considerado nas perdas dos mancais consiste na variação da 

espessura do filme de óleo lubrificante o qual aumenta a com a velocidade da rotação do 

eixo e reduz com o acréscimo da carga aplicada no mancal [3.26]. 

A figura 3.19 mostra a variação do filme de óleo lubrificante em função da carga aplicada e 

rotação do eixo [3.26]. 

 

 

Fig. 3.19 – Variação da espessura do filme de óleo em função da carga [3.26] 

Adicionalmente, devido à complexidade dos cálculos e a quantidade de variáveis 

envolvidas, vários estudos vêm utilizando modelagens numéricas e ferramentas 

computacionais para análise do desempenho dos nos mancais conjugados de máquinas de 

grande porte. Estas análises são baseadas em métodos Termo Elasto-dinâmicos e Termo 

Hidro-dinâmicos [3.22], [3.23], [3.24]. 

 

3.7 Perdas elétricas e mecânicas nos contatos das escovas  

  

As perdas por atrito nas escovas sobre os anéis coletores dependem do tipo de 

escovas, da área de contato, do coeficiente de atrito, das pressões da escova sobre a área 

de contato e da velocidade periférica do comutador. 
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As perdas mecânicas por atrito das escovas e anel coletor é dada pela seguinte expressão 

[3.35]: 

𝑃௠௘ = 𝑘௔௘ 𝑝௘ 𝑆௘ 𝑣௔௖ (3.42) 

                                         

Onde kae é o coeficiente de atrito entre as escovas e anel coletor, pe a pressão das escovas 

sobre o anel coletor, Se a área de contato e vac a velocidade periférica do anel coletor 

Em alguns experimentos são considerados o coeficiente kae variando entre 0,2 a 0,3 e a 

pressão das escovas pe, variando entre 1,5 a 2,5 N/cm2. Em casos especiais, a pressão nas 

escovas pode chegar a pe = 5,0 N/cm2 [3.35].  

As perdas elétricas nas escovas consistem no produto da corrente de excitação da máquina 

pela queda de tensão existente entre as escovas e o comutador. A queda de tensão entre 

as escovas e o comutador depende do tipo de material da escova e da pressão da mola 

exercida pela escova sobre o comutador. 

𝑃௘௘ = ∆𝑉௙ 𝐼௙ (3.43) 

 

Onde ΔVf é a queda de tensão entre as escovas e o comutador e If a corrente de excitação. 

Em geral, adota-se o valor de queda de tensão de 2,0 V no caso de escovas de carbono ou 

grafite e o valor de 0,6 V para escovas metalizadas [3.2].  

Os valores de queda de tensão são praticamente fixos, pois à medida que a corrente de 

excitação aumenta, a resistência de contato decresce. Este comportamento é atribuído à 

formação da patina, ou seja, uma fina película de óxido de carbono sobre a superfície do 

anel coletor. 

 

3.8 Perdas Suplementares 

 

Consiste no somatório de todas as outras perdas que não puderam ser determinadas 

diretamente durante os ensaios ou simplificadas nos cálculos. Dessas simplificações fazem 
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parte, o efeito pelicular em circuitos de corrente alternada e o fluxo de dispersão nas peças 

estruturais como parafusos e suportes. 

Em complemento, de acordo com a ABNT-NBR-5117 são consideradas as perdas 

suplementares em carga, as perdas introduzidas pela carga no ferro e outras partes 

metálicas e perdas por corrente Foucault nos condutores do enrolamento primário. 

Estas perdas são proporcionais ao quadrado da corrente de armadura e ao expoente 1,5 

da frequência, conforme expressão abaixo [3.5]: 

𝑃௔ௗ ~ 𝐼௔
ଶ 𝑓ଵ,ହ (3.44) 

 

A tabela 3.3 apresenta os valores típicos das perdas suplementares para diversos tipos de 

máquinas rotativas, publicada por Schuisky em 1960 [3.5]: 

Tab. 3.3 -  Perdas suplementares em função do tipo de máquina [3.5] ,[3.36] 

Tipo de Máquina Perdas suplementares 

Máquina de indução rotor gaiola 0,3 a 2 % 

Máquina de indução com rotor bobinado 0,5 % 

Máquina síncrona com polos salientes 0,1 a 0,2 % 

Máquina síncrona com rotor cilíndrico 0,05 a 0,15% 

Máquina DC sem enrolamento de compensação 1,0% 

Máquina DC com enrolamento de compensação 0,5% 

 

Em suma, pela complexidade da determinação das perdas suplementares e pelas 

contribuições nas perdas totais da máquina, em geral, são considerados valores 

típicos previamente normalizados. 
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CAPÍTULO 4  

 

 

 

Modelagem e Metodologia Proposta 

 

 
 

A partir do referencial teórico descrito nos capítulos 2.0 e 3.0, para a construção do quarto 

capítulo propõe-se a análise das perdas de máquinas síncronas de polos salientes operando 

com rotação variável e um estudo do impacto da variação da rotação nas curvas de 

operação. Serão analisadas caso a caso as curvas que limitam a operação da máquina e 

propostos modelos para a construção das curvas impactadas pela variação da rotação. 

 

4.1 Gerador síncrono de polos salientes: Diagrama fasorial 

 

A análise da operação de geradores síncronos de polos salientes é realizada a partir do 

modelo de dupla reatância. Este diagrama pode ser construído para várias situações de 

carregamento seja com carga indutiva ou capacitiva. 

A figura 4.1 mostra um diagrama fasorial com fator de potência em atraso, onde d é 

denominado eixo direto e q eixo em quadratura.  

O vetor Ea representa a tensão interna induzida no gerador e V é a tensão nos terminais da 

máquina. Os parâmetros Xd e Xq são as reatâncias síncronas de eixo direto e em quadratura 

respectivamente e δ é o ângulo de carga.  
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Fig. 4.1 – Diagrama fasorial em regime permanente da máquina síncrona de polos salientes [4.1] 

 

Ressalta-se que, para análise de limites operativos, a resistência ôhmica da armadura não 

é considerada.  

Logo, para uma carga indutiva e desprezando a resistência da armadura, o diagrama 
fasorial de uma máquina de polos salientes é representado da seguinte forma: 

 

 

Fig. 4.2 Diagrama fasorial modificado [4.4] 
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Do diagrama fasorial da figura 4.2 tem-se a seguinte equação: 

𝐸௤̇ = 𝑉̇ + 𝑗𝐼ௗ̇𝑋ௗ + 𝑗𝐼௤̇𝑋௤ (4.1) 

                                                      

A seguintes variáveis também podem ser obtidas: 

𝑉ௗ = 𝑉𝑠𝑒𝑛(𝛿) (4.2) 

 

𝑉௤ = 𝑉𝑐𝑜𝑠(𝛿) (4.3) 

 

E para as correntes: 

𝐼ௗ =
𝐸௤ − 𝑉𝑐𝑜𝑠(𝛿)

𝑋ௗ
 (4.4) 

 

                                                               

𝐼௤ =
𝑉𝑠𝑒𝑛(𝛿)

𝑋௤
 (4.5) 

 

                                                             

A potência total de uma máquina síncrona é expressa por: 

𝑆̇ = 𝑉̇𝐼∗̇ = ൫𝑉ௗ + 𝑗𝑉௤൯൫𝐼ௗ − 𝑗𝐼௤൯ (4.6) 
 

𝑆̇ = ൣ൫𝑉ௗ𝐼ௗ + 𝑉௤𝐼௤൯ + 𝑗൫𝑉௤𝐼ௗ − 𝑉ௗ𝐼௤൯൧ (4.7) 

 

                                          

𝑆̇ = 𝑃 + 𝑗𝑄 (4.8 

                                              

A potências ativas e reativa do gerador podem expressas substituindo as variáveis obtidas 
do diagrama fasorial: 

𝑃 =
𝐸௤𝑉𝑠𝑒𝑛(𝛿) − 𝑉ଶ𝑐𝑜𝑠(𝛿)𝑠𝑒𝑛(𝛿)

𝑋ௗ
+

𝑉ଶ𝑐𝑜𝑠(𝛿)𝑠𝑒𝑛(𝛿)

𝑋௤
 (4.9) 
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Utilizando a relação trigonométrica:  

𝑠𝑒𝑛(2𝛿) = 2𝑠𝑒𝑛(𝛿)𝑐𝑜𝑠(𝛿) (4.10) 

 

                                  

Tem-se: 

𝑃 =
𝑉𝐸௤

𝑋ௗ
𝑠𝑒𝑛𝛿 +

𝑉ଶ

2
ቆ

𝑋ௗ − 𝑋௤

𝑋ௗ𝑋௤
ቇ 𝑠𝑒𝑛2𝛿 (4.11) 

 

                                   

Para a potência reativa: 

 

𝑄 =  
𝑉𝐸௤𝑐𝑜𝑠(𝛿)

𝑋ௗ
−

𝑉ଶ𝑐𝑜𝑠ଶ(𝛿)

𝑋ௗ
−

𝑉ଶ𝑠𝑒𝑛ଶ(𝛿)

𝑋௤
 (4.12) 

 

                                  

Utilizando as relações trigonométricas: 

𝑠𝑒𝑛ଶ(𝛿) = 1 − 𝑐𝑜𝑠ଶ(𝛿) (4.13) 

                                             

E 

𝑐𝑜𝑠ଶ(𝛿) =
1

2
[1 + 𝑐𝑜𝑠(2𝛿)] (4.14) 

                                      

 

Tem-se: 

𝑄 =
𝑉𝐸௤

𝑋ௗ
𝑐𝑜𝑠𝛿 +

𝑉ଶ

2
ቆ

𝑋ௗ − 𝑋௤

𝑋ௗ𝑋௤
ቇ 𝑐𝑜𝑠2𝛿 −  

𝑉ଶ

𝑋ௗ
 (4.15) 

                      

Graficamente a equação de potência ativa em relação ao ângulo de carga pode ser 

representa conforme a figura 4.3. 
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Fig. 4.3 - Relação ângulo de carga e potência para um gerador de polos salientes [4.1] 

 

Nota-se através da figura 4.3, que para máquinas de polos salientes a potência ativa é 

formada por duas componentes, onde a primeira varia com o sen(δ) e uma componente 

de segundo harmônico denominada potência de relutância e é devida a diferença de Xd e 

Xq [4.4]. 

Verifica-se também que à medida que o ângulo δ aumenta, a potência ativa também 

aumenta. Entretanto, acima de um determinado valor de ângulo de carga, a potência ativa 

diminui. Este valor é conhecido como limite teórico de estabilidade e ocorre para um 

ângulo de carga inferior a 90o [4.4]. 

Apesar da quantidade de informações contidas no diagrama da figura 4.2 e gráfico da figura 

4.3, constata-se que estas informações não são suficientes para uma análise mais 

detalhada relacionada aos limites de operação de uma máquina síncrona. Para uma análise 

dos limites de operação de uma máquina, em geral, utiliza-se uma ferramenta geométrica 

conhecida como a curva de capabilidade. 
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4.2 Curva de capabilidade 

Pode-se definir a curva de capabilidade como um conjunto de limites físicos, os quais 

definem a região de operação do gerador síncrono. Os limites operacionais representam 

principalmente os limites físicos impostos pelo fabricante para manter o funcionamento 

adequado da máquina síncrona [4.3]. 

Os limites operativos mais severos impostos a uma máquina síncrona são térmicos, 

podendo ser originados pela circulação de corrente nos diversos enrolamentos da máquina 

e pela circulação de correntes parasitas nas lâminas do pacote magnético do estator. Tanto 

a corrente de campo ou as correntes da armadura circulando em seus respectivos 

enrolamentos provocam elevação de temperatura pelo efeito Joule [4.4]. 

O diagrama ou carta de capabilidade também pode ser definido como o lugar geométrico 

dos pontos possíveis para a operação segura de um gerador síncrono. Estes gráficos são 

apresentados em forma de potência, onde no eixo x é colocada a potência reativa e no eixo 

y a potência ativa. Neste diagrama são considerados os seguintes limites: Térmicos do rotor 

(máxima corrente de excitação), e do estator (máxima corrente terminal), potência máxima 

e mínima da turbina, limite de estabilidade e de mínima corrente de excitação [4.6]. 

A combinação dos diagramas fasoriais precedentes, construídos com valores em pu e 

calibrados em potência através da multiplicação dos segmentos que representam as 

tensões V/Xd fornece o diagrama de operação do gerador de polos salientes [4.5]. A figura 

4.4 mostra uma curva de capabilidade típica de um gerador de polos salientes [4.6] 

 

Fig. 4.4 – Curva de capabilidade de um gerador de polos salientes [4.6] 
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4.3 Construção da curva de capabilidade 

A construção da curva de capabilidade se inicia pelo diagrama fasorial do gerador 

alimentado por uma carga indutiva. Multiplicando todos os lados do diagrama original pela 

relação V/Xd, o diagrama original de tensões se transforma em um diagrama de potências, 

conforme mostrado na figura 4.5 [4.4]. 

 

Fig. 4.5 - Transformação do diagrama de tensões em diagrama de potências [4.4] 

A partir do diagrama de potência, inicia-se o traçado dos limites operativos [4.4]. 

Incialmente traça-se um arco de circunferência com raio unitário. Esta curva é definida 

como o limite de aquecimento da armadura e considera que a corrente máxima é igual a 

corrente nominal do gerador, ou seja, 1,0 pu. Em seguida é traçada a curva de excitação 

nula, que também é uma semi circunferência de centro em V2(1/Xq +1/Xd)/2 e raio igual a 

V2(1/Xq – 1/Xd)/2 [4.4]. 

O limite de aquecimento do rotor é construído traçando-se várias linhas radiais que partem 

de V2/Xq no eixo das abcissas. Deve se traçar uma corda que liga este ponto ao ponto 

definido pela corrente de armadura nominal ao fator de potência nominal. A partir da 

semicircunferência de excitação zero, este segmento é proporcional a Eq. Em máquinas de 

polos lisos, o limite de aquecimento de campo é obtido adotando-se, a partir da 

semicircunferência de excitação zero, esta distância em todos os raios estabelecidos 

previamente [4.4], [4.8]. 

De fato, a curva que limita o aquecimento do rotor é muito próxima de um arco de 

circunferência, porém, no caso de polos salientes, trata-se de uma curva denominada 

limaçon de Pascal ou também conhecida como cardióide [4.2], [4.8]. 
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Definidos os limites acima, os próximos passos seriam as limitações devido à potência 

mecânica da máquina primária e a estabilidade do gerador em regime permanente. 

Entretanto, estas limitações serão discutidas nos próximos tópicos já levando em 

consideração a operação do gerador com rotação variável. 

 

4.4 Análise do limite temperatura da armadura considerando a operação 

com rotação variável 

O limite térmico da armadura é considerado o lugar geométrico para a corrente máxima 

da armadura, onde se traça uma circunferência de raio correspondente à potência 

aparente S da máquina e centro na origem das coordenadas do plano P-Q. A potência 

aparente é expressa pela equação: 

(𝑉 𝐼௔)ଶ =  𝑃ଶ +  𝑄ଶ (4.16) 

                                                          

4.4.1 Influência da variação da tensão na curva de limite térmico da 

armadura 

Com a máquina operando com rotação variável, o primeiro impacto já surge na própria 

definição de potência aparente tendo em vista a variação de tensão nos terminais da 

máquina e na variação de corrente por limitação de ventilação. 

Através da equação (4.17) verifica-se que a tensão na armadura varia conforme a variação 

da frequência: 

𝐸௤ =
2𝜋

√2
 𝑓 ∅ 𝑁௦ (4.17) 

 

E através do diagrama fasorial da figura 4.2, desprezando a resistência da armadura, tem-

se: 

𝑉 =
𝐸௤ − 𝑋ௗ𝐼ௗ

𝑐𝑜𝑠𝛿
 (4.18) 
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Logo, de acordo com a equação (4.17), uma variação na rotação da máquina tem impacto 

na tensão dos terminais V. Adicionalmente, no item 4.5.3 será feita uma nova abordagem, 

com a variação de Xd e a corrente Ia impactando no valor da tensão V. 

Do ponto de vista operacional, com a variação da rotação e consequente variação da 

tensão V nos terminais da máquina é possível ainda sincronizá-la em um barramento 

infinito de acordo com as diversas configurações de operação do sistema elétrico. 

A figura 4.6 mostra a tela de controle conjunto da UHE Furnas conectada à malha de 345 

kV da Região Sudeste. Neste caso, as primeiras 3 unidades estão motorizadas, operando 

como motor síncrono, as unidades 5 e 6 estão gerando com potência ativa próxima de 110 

MW e as unidades 7 e 8 estão desligadas por conveniência operativa (DCO).  Nota-se que 

a tensão no barramento de controle conjunto está acima da tensão nominal de 15 kV. 

 Por outro lado, a UG04 está fora do controle conjunto operando com 14,08 kV, ou seja, 

6,1 % abaixo da tensão nominal. Observa-se que, apesar de motorizada, a corrente de 4680 

A está próxima ao valor da corrente das unidades que estão gerando potência ativa ou 

operando como motores síncronos. 

 Entretanto, por operar com tensão abaixo da nominal e fora do controle conjunto, 

constata-se que a UG04 que está operando com potência de 111 MVar, ou seja, 

praticamente quatro vezes maior que a geração de potência reativa das demais unidades. 

 

 

Fig. 4.6 – Painel de controle conjunto UHE Furnas – UG04 
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Em outra condição de operação, a figura 4.7 mostra a UHE Furnas operando com as    

primeiras quatro unidades motorizadas, porém com o sistema de controle conjunto 

desligado. As unidades 5 e 6 estão operando como gerador e a tensão do barramento 

infinito está acima de 15 kV. As unidades 7 e 8 estão desligadas por conveniência operativa 

(DCO). Observa-se que as unidades motorizadas, operam com tensão de aproximadamente 

6,1 % abaixo da nominal e operam com potência reativa entre 98 a 110 MVAr. 

 

Fig. 4.7– Painel de controle conjunto UHE Furnas – UG 01 a 04 

 

Adicionalmente existem situações em que a tensão do barramento opera abaixo do valor 

nominal e possivelmente algumas unidades geradoras operam com o valor de tensão de 6 

a 7 % acima da tensão nominal. 

Nos casos das figuras 4.6 3 4.7 a operação de unidades geradoras com diferentes valores 

de tensão foi realizada por meio do sistema automático de excitação. Por outro lado, 

entende-se que a variação da rotação também possui o mesmo impacto na variação de 

tensão e consequentemente no limite térmico da armadura. Cabe ressaltar que, apesar da 

possibilidade de variação da tensão em função da rotação, trata-se de casos específicos 

como a operação fora de controle conjunto, como compensador síncrono ou operações 

em sistema isolados. De modo geral, a tensão varia de acordo com a necessidade o sistema 

interligado. 



101 
 

Não obstante, apesar dos casos específicos apresentados e da flexibilização de operação, 

vale ressaltar que no caso da operação do gerador síncrono com rotação variável, ocorrerá 

um desacoplamento da máquina com o sistema elétrico. Em geral, o gerador síncrono 

opera com excitação constante e a tensão no ponto de conexão com o sistema é ajustada 

pelos conversores. Da mesma forma, para rotações abaixo da nominal, os geradores não 

operam com sobre-excitação, ficando por conta dos conversores o controle da tensão. 

  

4.4.2 Limitação de corrente na armadura considerando a restrição de 

ventilação 

Apesar da existência de vários sistemas de resfriamento de hidrogeradores, na maioria dos 

casos, as máquinas de médio e grande porte são refrigeradas a ar. Este resfriamento ocorre 

por meio de sistemas de trocadores de calor ar/água. Através de ventiladores radiais 

montados no eixo do rotor, o ar quente proveniente do aquecimento do rotor, material 

magnético e corrente da armadura são direcionados através de dutos para os radiadores 

tipo colmeia com resfriamento por circulação de água bruta, seja por gravidade ou sistema 

de bombeamento.  

A figura 4.8 mostra os ventiladores radiais superior e inferior acoplados no eixo rotor da 

UG06 da UHE Furnas. 

         

Fig. 4.8 - UG06 UHE Furnas: Ventiladores radiais acoplados ao eixo do rotor 

As trocas de calor do gerador estão diretamente ligadas à velocidade da rotação da 

máquina e consequentemente da velocidade do ar refrigerante através dos dutos de 
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ventilação [4.10], [4.11], [4.35]. As perdas no enrolamento da armadura podem ser 

calculadas através da seguinte equação: 

𝑃௖௦ = 𝑅௔𝐼௔
ଶ (4.19) 

                                                    

Por sua vez, a elevação de temperatura nos enrolamentos da armadura se deve ao valor 

da corrente na armadura elevado ao quadrado. A figura 4.9 mostra um gráfico extraído da 

norma IEEE – STD 115, típico de elevação de temperatura nos enrolamentos da armadura 

de hidrogerador. 

 

Fig. 4.9 – Gráfico típico de elevação de temperatura versus aumento da corrente da armadura ao 

quadrado [4.9] 

Por outro lado, as perdas nos enrolamentos da armadura podem ser calculadas através do 

método calorimétrico através da seguinte equação: 

𝑃௖௦ = 𝑄𝑐௣𝜌∆𝑇 (4.20) 

                                                     

Onde Q é a vazão total de ar nos radiadores, Cp é o calor específico do ar, ρ é a densidade 

do ar e ΔT é diferença entre a temperatura do fluido refrigerante e a temperatura do ar 

ambiente. 
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Como  

𝑄 = 𝐴௥𝑣௔௥  (4.22) 

 

Onde Ar é a área total dos radiadores e var é a velocidade do ar através dos radiadores. 

Resultando em: 

𝑃௖௦ = 𝐴௥𝑣௔௥𝑐௣𝜌∆𝑇 (4.23) 

 

Tendo em vista que, para manter a elevação de temperatura nos enrolamentos da 

armadura, dentro dos padrões de projeto, as únicas grandezas possíveis de alterar no caso, 

seriam a velocidade do ar nos radiadores e a corrente na armadura. 

Logo com base na elevação de temperatura depende do quadrado da velocidade conforme 

gráfico da figura 4.9 e da variação da velocidade de ar nos radiadores e que a velocidade 

do ar, por sua vez, é proporcional à rotação da máquina, tem-se: 

 

𝐼௔ = 𝑘𝑓଴,ହ (4.24) 

                                                            

Desta forma, para efeito de construção da curva de capabilidade de máquina com rotação 

variável, deve-se levar em consideração a variação da vazão de ar nos dutos de ventilação 

e nos trocadores de calor da máquina, que por sua vez, podem limitar a corrente na 

armadura em função da elevação de temperatura. 

 

4.4.3 Impacto das perdas na curva de limite de temperatura da armadura 

As perdas no cobre, conforme abordada no item anterior, são aquelas que podem exercer 

maior influência na curva de limite térmico da armadura, pois estão diretamente 

impactadas pela corrente na armadura. 
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As perdas no ferro embora não consideradas de forma direta na curva de capabilidade e 

podem interferir na temperatura da armadura, pois esta limitação não depende somente 

do aquecimento por efeito joule no cobre dos enrolamentos da armadura.  

No capítulo anterior foi realizada uma abordagem completa com vários modelos de perdas 

no ferro. Entretanto para esta análise, sugere-se o modelo clássico de Jordan que aponta 

para perdas por histerese diretamente proporcional à frequência e as perdas por Foucault 

dependente da frequência ao quadrado, conforme equação (3.10). 

Da mesma forma, com a variação de ± 10 % da rotação, sugere-se uma análise mais apurada 

na composição de perdas e o consequente impacto no limite de temperatura da armadura. 

A perdas por ventilação também foram abordadas de forma detalhada no capítulo anterior. 

Naquele capítulo, devido à complexidade construtiva de um hidrogerador, foram 

estudadas separadamente as perdas por atrito nos mancais e as perdas por ventilação, as 

quais também variam com a rotação do eixo da máquina. 

 Em geral as equações para o cálculo de perdas por ventilação são proporcionais ao cubo 

da rotação. Logo, entende-se fundamental a análise das perdas por ventilação na 

composição das perdas e sua influência na temperatura da armadura. Para esta análise, 

sugere-se a verificar o impacto da variação da rotação e demais fatores com base na 

equação (3.32). 

Vale ressaltar que embora as perdas por ventilação são de origem mecânica e não estão 

diretamente relacionadas com as perdas elétricas na armadura, existem os sensores de 

temperatura instalados nas ranhuras do núcleo magnético e nas barras estatóricas. O ar 

quente retirado do interior da máquina atravessa os canais de ventilação através do estator 

e afetam de forma indireta os sensores de temperatura localizados entre as ranhuras e as 

barras estatóricas. 

Importante salientar que a variação da rotação pode alterar significativamente a 

composição das perdas, principalmente, aquelas referentes à ventilação. 

A figura 4.10 compara a composição de perdas de duas máquinas de 100 MW de projeto 

similares onde foram alterados o diâmetro do rotor em 15 % e o comprimento do rotor em 

25 % [4.4]. 



105 
 

 

Fig. 4.10 – Variação de composição de perdas [4.4] 

Observa-se que as perdas por ventilação no exemplo da figura 4.10 foi a componente que 

mais se alterou em relação às perdas totais. Isto já era esperado, pois as perdas por 

ventilação são proporcionais ao raio do rotor elevado ao expoente 4. Logo, através da 

mesma equação, cujas perdas são proporcionais à rotação elevada ao cubo, espera-se uma 

variação significativa das perdas por ventilação, e consequentemente um possível impacto 

na curva de limitação de temperatura da armadura. 

Outro fator que pode alterar a temperatura da armadura do consiste nas perdas pelo efeito 

pelicular nas barras do estator, pois estas também possuem a influência da frequência 

conforme equação (3.6). 

Logo, é previsto que ocorra uma variação da curva do limite de temperatura da armadura 

conforme assinalado na figura 4.11.  

 

 

Fig. 4.11 – Variação de potência em função da temperatura na armadura  
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Em suma, na figura 4.11 são apresentas curvas que representam a variação do limite de 

temperatura na armadura impactadas pela variação da tensão em função da rotação, 

limitação de corrente em função da variação do fluxo de ar nos trocadores de calor, as 

perdas no cobre, perdas no ferro, perdas por ventilação e efeito pelicular (adensamento 

de corrente). 

 

4.5 Limite temperatura do rotor  

O limite de temperatura do rotor é determinado pela máxima corrente suportável pelo 

rotor de forma a não comprometer sua isolação.  

Este limite é obtido pela curva traçada a partir das equações de potência ativa (4.11) e 

reativa (4.15), mantendo a excitação constante Eq e variando o valor do ângulo δ de 0 a 

180o.  

4.5.1 Construção da curva de limite térmico do rotor 

A curva de limite térmico do rotor, que aparentemente possui o formado de uma 

semicircunferência, é denominada Limaçon de Pascal ou cardióide [4.8] e válida apenas 

para máquinas de polos salientes. 

A limaçon de Pascal é uma curva, que em coordenadas polares, pode ser apresentada no 

seguinte formato: 

𝑅 = ℎ + 2𝑎𝑐𝑜𝑠(𝛿) (4.25) 

                                                             

 

Trazendo este formato para o limite de temperatura do rotor, tem-se [4.2]: 

𝑅 =
𝑉𝐸௤

𝑋ௗ
+ 𝑉ଶ ቆ

𝑋ௗ − 𝑋௤

𝑋ௗ𝑋௤
ቇ 𝑐𝑜𝑠(𝛿) (4.26) 

 

Onde: 
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𝑃 = 𝑅𝑠𝑒𝑛(𝛿) (4.27) 

 

E 

𝑄 = 𝑅𝑐𝑜𝑠(𝛿) −
𝑉ଶ൫𝑋ௗ − 𝑋௤൯

2൫𝑋ௗ𝑋௤൯
−

𝑉ଶ

𝑋ௗ
 (4.28) 

 

A figura 4.11 mostra um exemplo do traçado de limaçons de pascal no aplicativo Geogebra® 

para valores típicos de uma máquina síncrona de polos salientes. Foram adotados os 

valores de Xd = 1,1 pu, Xq= 0,7 pu e diferentes valores tensão Eq com excitação constante. 

Ressalta-se que para valores da tensão de excitação Eq próximo aos valores nominais, a 

curva de limite de temperatura do rotor se assemelha à uma semi-circunferência.  Para 

valores de Eq abaixo de 0,8 pu a curva a passa a ter um formato características de uma 

cardióide. 

 

Fig. 4.12 – Limaçon de pascal elaborada através do aplicativo geogebra® para valores típicos de 

máquinas síncronas e com tensão de excitação constante. 

 



108 
 

Adicionalmente, a curva de limite de temperatura do rotor é comumente traçada através 

de um método geométrico. Para traçar a curva por este método, é necessário 

primeiramente traçar a curva do limite de temperatura da armadura e a curva de saliência 

dos polos. A partir do ponto S na curva de limite de temperatura da armadura o qual 

representa as condições nominais da máquina síncrona, traça-se uma reta até o ponto -

V2/Xq. 

O ponto C é a interseção desta reta com a curva de saliência conforme mostra a figura 4.13. 

Em seguida são traçadas semi retas para diferentes ângulos e a curva do limite de 

temperatura do rotor é formada pelo conjunto de pontos, cujos segmentos satisfazem a 

relação [4.12]: 

𝐶𝑆തതതത = 𝐶ଵ𝑆ଵ
തതതതതത = 𝐶ଶ𝑆ଶ

തതതതതത = 𝐶௦𝑆ଷ
തതതതതത (4.29) 

 

 

 

Fig. 4.13 Limaçon de Pascal pelo método geométrico [4.2], [4.8], [4.13]   

A limaçon de Pascal construída com diferentes valores de Eq também é utilizada para se 

determinar o limite prático de estabilidade e excitação mínima. À medida que se reduz o 

valor de Eq e varia o ângulo δ de 0 a 180o a curva se assemelha a uma cardióide conforme 
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figura 4.14. Para ângulo δ maior que 90o a corda da curva de saliência compõe o segmento 

de dimensão CS para se determinar o ponto de limite de temperatura do rotor. 

 

 

Fig.4.14 - Limaçon de Pascal com Eq reduzido e δ variando de 0 a 180o [4.8], [4.13]. 

No caso de máquinas de polos lisos, o limite de temperatura do rotor é traçado de forma 

simplificada, conforme figura 4.15 [4.7]. 

Observa- se que para máquinas de polos lisos, pode-se considerar Xd= Xq e as equações de 

potência resultam em: 

𝑃 =
𝑉𝐸௔

𝑋ௗ
𝑠𝑒𝑛𝛿 (4.30) 

                                                          

E 

𝑄 =
𝑉𝐸௔

𝑋ௗ
𝑐𝑜𝑠𝛿 − 

𝑉ଶ

𝑋ௗ
 (4.31) 
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Fig. 4.15 – Limite térmico do rotor para máquina de polos lisos [4.7] 

Logo, verifica-se que o limite de temperatura do rotor para máquinas de polos lisos é 

traçado através de uma semicircunferência com a origem deslocada de V2/Xd no eixo das 

abcissas Q. 

4.5.2 Análise do limite de temperatura do rotor considerando a operação 

com rotação variável 

O limite de temperatura do rotor, de acordo com a curva de capabilidade, depende da 

variação da tensão na armadura Eq, da tensão nos terminais V e da reatância de eixo direto 

Xd, conforme a figura 4.16. 

 

 

Fig. 4.16 – Diagrama fasorial do limite da temperatura no rotor 
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A variação da tensão Eq foi abordada no item 4.4.1, a qual depende da rotação da máquina, 

conforme equação (4.17).  

De acordo com o diagrama fasorial da figura 4.2, tem-se: 

𝑡𝑔𝛿 =
𝐼௔𝑋௤𝑐𝑜𝑠𝜑

𝑉 + 𝐼௔𝑋௤𝑠𝑒𝑛𝜑
 (4.32) 

                                                           

E as correntes de eixo direto e quadratura: 

𝐼ௗ = 𝐼௔𝑠𝑒𝑛(𝜑 + 𝛿) (4.33) 

                                                       

E 

𝐼௤ = 𝐼௔cos ((𝜑 + 𝛿) (4.34) 

                                                    

E com a tensão na armadura dada pela equação (4.1), a tensão nos terminais fica: 

𝑉 =
𝐸௤ − 𝑋ௗ𝐼௔𝑠𝑒𝑛(𝜑 + 𝛿)

𝑐𝑜𝑠𝛿
 (4.35) 

                                                

Logo, verifica-se através da equação (4.35) que, em se tratando de máquinas com rotação 

variável, o valor da tensão nos terminais V depende basicamente de grandezas que por sua 

vez dependem da variação da rotação, ou seja, a tensão da armadura, a reatância Xd e a 

corrente da armadura que é impactada pela restrição no sistema de ventilação. 

Adicionalmente, ressalta-se que a tensão terminal V tem impacto direto na corrente de 

campo e consequentemente na curva de limite térmico do rotor. 

4.5.3 Alteração do valor de Xd 

O valor de Xd pode ser expresso por: 

𝑋ௗ = 2 𝜋 𝑓 𝐿ௗ (4.36) 
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Onde Ld é a indutância de eixo direto. 

 O gráfico da figura 4.17 mostra a variação de Ld em função da frequência relativa [4.4], 

[4.27]. Para uma variação de frequência relativa, ocorre a saturação do circuito magnético 

da máquina e as linhas de fluxo buscam caminhos alternativos, modificando o valor de Ld. 

No caso em questão, para uma variação da frequência em até 10 %, a variação de Ld não é 

significativa. 

 

  

Fig. 4.17 - Variação da Indutância Ld em função da frequência relativa [4.4], [4.27] 

Por outro lado, considerando os aspectos construtivos do gerador, a indutância 

magnetizante de eixo direto pode ser descrita conforme a expressão [4.14], [4.15], [4.16], 

[4.17]: 

𝐿௔ௗ =
12

𝜋ଶ
𝜇௢ ቆ

𝑘௪ଵ
ଶ 𝑁௦

ଶ

𝑝௣
ቇ

𝜏௣

ℎ௚
𝐿 (4.37) 

 

Onde kw1 é o fator de enrolamento, Ns número de espiras, pp número de polos, τp passo 

polar, hg altura do entreferro e L o comprimento do rotor. 

Observa-se que a Indutância de eixo direto depende de fatores construtivos que serão 

considerados constantes em função de uma pequena variação da frequência.  

Logo, para análise do limite de temperatura do rotor, será considerado a variação de Xd 

apenas em função da frequência. 
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4.5.4 Relação Tensão-Frequência (V/F) 

Tanto em motores de indução quanto máquinas síncronas, a manutenção da relação V/F 

constante é fundamental para manter o fluxo magnético constante e operar a máquina 

dentro dos limites de projeto do núcleo magnético do estator e corrente no rotor. 

Adicionalmente, a operação com a relação V/F constante proporciona o desenvolvimento 

de torque constante. 

A figura 4.18 extraída da IEC-60034-33   apresenta uma região denominada zona A, onde 

um hidrogerador com rotação fixa, é capaz de operar com uma variação de frequência de 

± 2 % e uma variação de tensão de ± 5 % a qual não afeta as condições de projeto da 

máquina [4.18]. 

 

Fig. 4.18 - Limite de tensão e frequência para hidrogeradores - IEC 60034-33 [4.18] 

Para operar na Zona B, os limites de temperatura no rotor e estator devem ser observados 

de forma a não comprometer a vida útil da máquina. 

A variação da tensão em função da corrente de excitação tem impactos na temperatura do 

rotor e na saturação.  
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Isto posto, no caso de rotação variável, estas condições devem ser cuidadosamente 

analisadas, principalmente em relação à variação da frequência para não comprometer os 

limites de tensão nos terminais da máquina e limites de temperatura do rotor. 

4.5.5 Efeito da Saturação 

Existem diversos modelos utilizados na construção da curva de saturação da máquina 

síncrona [4.7]. Usualmente, esta curva pode ser construída por meio de uma função 

exponencial da seguinte forma [4.7], [4.19], [4.27]: 

𝑆ீ = 𝐴௚𝑒஻೒(௏೅ି஼) (4.38) 

                                                          

Onde SG é o valor da saturação, VT é tensão terminal na região de saturação, Ag e Bg são 

coeficientes de saturação, C é o valor de tensão terminal na região de transição entre a 

parte linear e o modelo exponencial e, geralmente, é adotado o valor de 0,8 pu [4.27]. 

Através da curva de ensaio a vazio como mostra a figura 4.19, é possível determinar os 

valores de SG1 e SG2 entre os intervalos 1,0 a 1,2 pu da tensão terminal: 

𝑆ீଵ =
𝑖௙ଵ − 𝑖௙଴

𝑖௙଴
 (4.39) 

E 

𝑆ீଶ =
𝑖௙ଷ − 𝑖௙ଶ

𝑖௙ଶ
 (4.40) 

 

Os valores de Ag e Bg podem ser calculados utilizando as seguintes expressões [4.27]: 

𝐵௚ = 5𝑙𝑛 ൬
1,2𝑆ீଶ

𝑆ீଵ
൰ (4.41) 

   

E 

𝐴௚ =
𝑆ீଵ

ଶ

1,2𝑆ீଶ
 (4.42) 
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Fig. 4.19 - Curva de saturação da máquina síncrona em vazio [4.6], [4.27] 

Em geral os geradores síncronos já trabalham saturados na região próximo à tensão 

nominal nos terminais. Observa-se na figura 4.19 que quanto maior a necessidade de 

ajustar ou elevar a tensão, maior a saturação da máquina. 

A saturação de fato afeta os limites térmicos do rotor principalmente em operação 

superexcitada. Em máquinas de polos lisos, a saturação tem impacto na operação em modo 

sub e superexcitado [4.6]. Para evitar distorções nas formas de onda e elevação de 

temperatura pelo efeito da saturação, alguns autores sugerem a operação com variação de 

até 10 % da tensão nominal [4.20]. 

Por outro lado, no caso de um hidrogerador operando com rotação abaixo da nominal 

implica em um aumento da corrente de excitação e consequentemente um aumento da 

saturação [4.38]. Desta forma faz necessária uma análise no controle da tensão e na forma 

de operação do gerador, uma vez que este equipamento se encontra desacoplado da rede 

elétrica por meio de conversores e o modo AVR não tem atuação direta na rede elétrica. 

Logo, os valores de variação de tensão e o efeito da saturação devem ser considerados na 

curva de limite térmico do rotor, bem como na interface com os conversores de frequência, 

os quais são responsáveis pelo ajuste de tensão no ponto de conexão com a rede elétrica. 

Adicionalmente, ressalta-se que a operação do gerador com rotação abaixo da nominal 



116 
 

também tem impacto na limitação de temperatura da armadura e do rotor devido a 

redução da vazão de ar nos trocadores de calor da máquina [4.38].  

4.5.6 Interação da máquina síncrona com conversores de frequência 

No capítulo 2 foram apresentadas diversas tecnologias para o acoplamento da máquina 

operando com rotação variável ao sistema elétrico. Em todas as tecnologias utilizadas em 

sistema de conversores de frequência existe a possibilidade de controle de tensão e 

potência reativa. 

A figura 4.20 mostra um diagrama trifilar de uma máquina conectada a uma ponte 

retificadora tiristorizada de 6 pulsos. 

 

 

 

Fig. 4.20 – Retificador tiristorizado de 6 pulsos 

 

A tensão Vd do lado DC da ponte é dada por [4.43]: 

𝑉ௗ =
3√2

𝜋
𝑉𝑐𝑜𝑠𝛼 −

3𝑋௖

𝜋
𝐼ௗ (4.43) 
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Onde V é a tensão fase-fase do lado AC, α é o ângulo de disparo dos tiristores, XC é a 

reatância de comutação e Id é a corrente do lado DC. 

A reatância de comutação XC pode ser expressa por [4.37], [4.38]: 

𝑋௖ = 𝑋் +
1

2
𝑋ௗ

"  (4.44) 

                                                             

Onde XT é a reatância de dispersão do transformador e Xd” é reatância síncrona 

subtransitória do gerador.  

Através de equação (4.43) verifica-se que a tensão Vd, do lado DC, pode ser controlada pelo 

ângulo de disparo α dos tiristores da ponte retificadora ou através da tensão V do lado AC, 

a qual pode ser controlada pela variação da excitação do gerador ou através dos OLTC – On 

Load Tap Changer dos transformadores elevadores. Ademais, verifica-se que a tensão Vd 

também depende da reatância de comutação XC que por sua vez varia com a frequência.  

Além das topologias tradicionais utilizando pontes tiristorizadas, novas tecnologias como 

conversores modulares multiníveis MMC vêm contribuindo para melhor controle da tensão 

e potência reativa [4.39], [4.44]. Na usina reversível de Grimsel II com máquinas síncronas 

de 100 MVA foram utilizados conversores tipo ANPC - Active Neural Point Clamped e 

semicondutores de alta potência tipo IGCT - Integrated Gate-Commutated Thyristor [4.39], 

[4.40]. Na modernização da usina reversível de Limberg 1, na Áustria, para as 02 máquinas 

síncronas de 80 MVA foram utilizados conversores ANPC com semicondutores IEGT - 

Injection Enhanced Gate Thyristor [4.42].  

Adicionalmente, novas tecnologias de controle de fluxo no estator SFC vem sendo testada 

para a flexibilização da operação com menor saturação da máquina síncrona [4.41]. 

4.5.7 Impacto das perdas na curva do limite de temperatura do rotor  

As perdas no rotor consistem basicamente das perdas por efeito Joule causadas pela 

circulação da corrente de excitação no circuito de campo, conforme a equação (3.1). Vale 

ressaltar que as perdas na superfície das sapatas polares causadas por distorções 

harmônicas da FMM e as perdas nos enrolamentos amortecedores podem ser 

consideradas como perdas adicionais. 
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 A figura 4.21 mostra um gráfico extraído da norma IEEE – STD 115, típico de elevação de 

temperatura nos enrolamentos de campo de um hidrogerador em função da potência 

dissipada [4.9]. 

 

Fig. 4.21 – Gráfico típico da elevação de temperatura no enrolamento de campo em função da 

potência dissipada [4.9] 

Os limites de temperatura do rotor e estator são diferentes e dependem da classe de 

isolação do gerador. A tabela 4.1 extraída parcialmente da IEC-60034-33 apresenta os 

valores limites para a elevação da temperatura dos componentes do gerador de classe de 

isolação B e F. 

Tab. 4.1 - Limites de temperatura para classes de isolação B e F [4.18] 

Componente Classe B- 130 (oC) Classe F - 155 (oC) 

Enrolamento do Estator 85 110 

Núcleo magnético do estator 75 100 

Enrolamento de campo 90 115 

 

A corrente de excitação para máquinas de polos salientes, não considerando o efeito da 

saturação é determinada em pu, com base na seguinte equação [4.4]: 
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𝐼௙ = 𝐼௙଴

𝑋ௗ

𝑉ଶ
቎ඨ𝑃ଶ + ቆ𝑄 +

𝑉ଶ

𝑋ௗ
ቇ

ଶ

− 𝑉ଶ ൬
𝑋௤ − 𝑋ௗ

𝑋ௗ
൰ cos (𝛿)቏ (4.45) 

             

Onde If0 é a corrente de campo necessária para obter a tensão nominal na armadura 

operando a vazio com a rotação nominal. 

Considerando o efeito da saturação, a corrente de campo pode ser obtida através de 

metodologia gráfica utilizando a modelagem de Potier apresentada na IEEE -STD-115 [4.9]. 

A figura 4.22 apresenta curva de saturação típica apontando as principais grandezas 

utilizadas para determinação de corrente de campo através da modelagem de Potier. 

 

Fig. 4.22 - Curva de saturação típica utilizada para determinação de corrente de campo através da 

reatância de Potier [4.9] 

Este método utiliza informações da curva de saturação a vazio e da linha do entreferro. A 

corrente de campo para uma determinada condição de excitação é obtida pela equação: 

𝐼௙ = 𝐼௙௤ + 𝐼௙௦ (4.46) 
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Onde Ifq é a corrente de campo para se obter a tensão da armadura Eq para a situação 

desejada. E Ifs é a diferença das correntes para se obter o valor da tensão de Potier Ep na 

linha de entreferro e na curva de saturação a vazio. 

A tensão Ep é expressa por: 

𝐸̇௣ = 𝐸̇௤ + 𝐼௔̇൫𝑅௔ + 𝑗𝑋௣൯ (4.47) 

                                              

Onde Ra é a resistência dos enrolamentos da armadura e Xp é a reatância de Potier. 

A corrente de campo também pode ser modelada através da seguinte equação [4.33]: 

𝐼௙ =
𝐸௤ − 𝐸௣

𝑏௩
+ 𝑘௠ ቀ𝐸௣ + 𝐶௠𝐸௣

ఒ೘ቁ (4.48) 

                                  

Onde Eq é a tensão induzida na armadura, Ep é a tensão de Potier, bv é a taxa de inclinação 

da linha de entreferro, km é a taxa de inclinação da parte linear da curva de saturação e λm 

é a constante exponencial da curva de saturação. 

Uma forma alternativa para a obtenção da corrente de campo para uma determinada 

condição de carga, consiste na utilização de uma modelagem polinomial, cuja corrente de 

campo pode ser expressa através da seguinte equação [4.32], [4.34]: 

𝐼௙ =
𝐸௤ − 𝐸௣

𝑏௩
+ ൬෍ 𝑏௜𝐸௣

௜
௠

௜ୀଵ
൰ (4.49) 

 

                                        

Onde bi são os coeficientes do polinômio representativo da curva de saturação e m é a 

ordem polinomial. 

Desta forma, com a variação da rotação da máquina, especificamente com a rotação abaixo 

da nominal, existem algumas questões quanto à temperatura do rotor e da corrente de 

excitação. 
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Primeiramente, trata-se do sistema de ventilação que fica comprometido devido a variação 

da vazão de ar nos trocadores de calor, conforme abordada na análise de temperatura dos 

enrolamentos da armadura [4.10], [4.11]. 

Outro fator, consiste na redução da tensão induzida na armadura em consequência da 

redução da rotação, o que implica em uma compensação na tensão dos terminais da 

máquina através do aumento da corrente de excitação [4.36]. 

Conforme já abordado no item 4.5.5, na região da saturação exige-se uma maior elevação 

da corrente de excitação para uma pequena variação da tensão. Logo, entende-se a 

necessidade de uma análise do impacto na variação da velocidade na restrição de corrente 

de excitação, bem como no aquecimento do rotor. 

Outro possível impacto na variação da temperatura do rotor consiste nas perdas nas 

sapatas polares devido à indução nos enrolamentos amortecedores. De acordo com a 

equação (3.20), já abordada no capítulo anterior, as perdas na superfície da sapata polar 

dependem da variação da rotação elevado ao expoente 1,5. 

Todavia, as perdas na superfície da sapata polar são relativamente menores quando 

comparadas, com as perdas de outras naturezas. Adicionalmente, durante a fase de projeto 

da máquina elas são minimizadas por ajustes dimensionais nas barras do enrolamento 

amortecedor. Logo, estas perdas serão também avaliadas se de fato, impactam na curva 

de operação do gerador. 

 

4.6 Análise do limite mínimo de excitação 

A operação do gerador com corrente de campo reduzida enfraquece o acoplamento 

magnético entre o enrolamento da armadura e o enrolamento de campo, podendo levar a 

máquina a perda do sincronismo [4.21], [4.22], [4.23]. 

Com a perda de sincronismo, o gerador irá operar com a velocidade acima da nominal de 

forma assíncrona. 

Os geradores síncronos não operam com corrente de campo negativa. Nestas condições, o 

sistema não pode reduzir a tensão até zero e consequentemente a corrente de campo da 
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máquina a valores iguais ou menores que zero. Em geral, limita-se a corrente de campo até 

um valor mínimo de 5% da corrente requirida para as condições nominais. [4.8] 

No caso de máquinas com rotação variável, a mesma análise realizada no item 4.5 pode ser 

utilizada para o limite mínimo de excitação considerando que a rotação tem impacto nas 

reatâncias e na tensão dos terminais. 

 

4.7 Análise da limitação mecânica da turbina  

Uma das razões da operação de máquinas hidráulicas com rotação variável está na 

possibilidade de flexibilização da operação da turbina [4.24]. A figura 4.23 apresenta a 

curva de colina típica da turbina Francis apontando as limitações de altura da queda d’água 

e vazão. 

 

Fig. 4.23 - Curva de colina típica de uma turbina Francis [4.24] 

As limitações mecânicas muitas vezes são impostas pela altura da queda d’água, cavitação, 

estabilidade mecânica e vazão. Desta forma presume-se que através da variação da 

rotação, estas limitações serão menores. 
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4.8 Análise do limite teórico de estabilidade 

A estabilidade da máquina síncrona pode ser estudada em três situações, compreendendo 

a estabilidade transitória em caso de grandes perturbações no sistema elétrico, a 

estabilidade dinâmica devido à pequenas oscilações de carga no sistema ou pequenas 

variações de frequência a estabilidade em regime permanente, onde deve-se atentar para 

que não ocorra a perda do sincronismo [4.27].  

No estudo de estabilidade em regime permanente, pequenas variações de cargas 

provocam deslocamento angulares, os quais são ajustados automaticamente através dos 

dispositivos reguladores de velocidade [4.28]. 

A máxima transferência de potência em máquinas síncronas de polos salientes ocorre para 

um ângulo de carga menor que 90o, conhecido como limite teórico de estabilidade [4.25], 

[4.29]. 

A gráfico figura 4.24 é construído a partir da equação (4.11), cuja potência é a soma da 

senoide fundamental e a componente de segundo harmônico em função de diferentes 

valores de tensão de excitação Eq e ângulo δ. 

 

 

Fig. 4.24 – Potência em função do ângulo de carga δ para diferentes valores de excitação [4.8], 

[4.13], [4.30]  
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Na figura 4.24 verifica-se que a máxima potência para cada excitação, ocorre na interseção 

com a curva KM, com ângulos de potência cada vez menor à medida que se reduz a tensão 

de excitação. Observa-se também que no caso de máquinas de polos lisos, por não haver a 

componente de segundo harmônico, a máxima potência ocorre para o ângulo de 90o. Esta 

curva KM que assinala os pontos de máxima potência para diferentes tensões de excitação 

é conhecida como o limite teórico de estabilidade. 

No plano P-Q, o traçado da curva teórica de estabilidade pode ser realizado de três formas, 

sendo a primeira analiticamente com base na máxima transferência de potência ou através 

de dois métodos geométricos [4.13], [4.26]. 

 A máxima potência para um dado ângulo de carga se verifica quando a derivada parcial da 

equação de potência em função do ângulo de carga é igual a zero [4.4], [4.8]: 

𝜕𝑃

𝜕𝛿
=

𝐸௤𝑉

𝑋ௗ
𝑐𝑜𝑠(𝛿) − 𝑉ଶ ቆ

1

𝑋ௗ
−

1

𝑋௤
ቇ 𝑐𝑜𝑠(2𝛿) = 0 (4.50) 

 

Isolando Eq na equação acima, tem-se: 

𝐸௤ = 𝑉 ቆ1 −
𝑋ௗ

𝑋௤
ቇ

cos (2𝛿)

cos (𝛿)
 (4.51) 

 

Utilizando a seguinte identidade trigonométrica: 

cos(2𝛿) = 2𝑐𝑜𝑠ଶ(𝛿) − 1 (4.52) 

                                       

Resulta na seguinte equação: 

2𝑉ଶ ቆ
1

𝑋௤
−

1

𝑋ௗ
ቇ 𝑐𝑜𝑠ଶ(𝛿) +

𝐸௤𝑉

𝑋ௗ 
𝑐𝑜𝑠(𝛿) − 𝑉ଶ ቆ

1

𝑋௤
−

1

𝑋ௗ
ቇ = 0 (4.53) 

        

Utilizando as seguintes variáveis auxiliares: 

𝑝 = cos (𝛿) (4.54) 
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𝑎 = 2𝑉ଶ ቆ
1

𝑋௤
−

1

𝑋ௗ
ቇ (4.55) 

 

𝑏 =
𝐸௤𝑉

𝑋ௗ
 (4.56) 

 

𝑐 = −𝑉ଶ ቆ
1

𝑋௤
−

1

𝑋ௗ
ቇ (4.57) 

 

 Tem-se: 

𝑎𝑝ଶ + 𝑏𝑝 + 𝑐 = 0 (4.58) 

                                                         

Onde é possível determinar o valor de   𝑝 como a solução de um polinômio de segunda 

ordem: 

𝑝 =
−𝑏 + √𝑏ଶ − 4𝑎𝑐

2𝑎
 (4.59) 

                                                     

Resultando na seguinte equação [4.8]:  

𝛿 = arccos  
1

4
቎

−𝐸௤𝑋௤

𝑉൫𝑋ௗ − 𝑋௤൯
+ ඨቈ

𝐸௤𝑋௤

𝑉൫𝑋ௗ − 𝑋௤൯
቉

ଶ

+ 8቏ (4.60) 

                          

No sistema de coordenadas PQ, para o traçado do limite teórico de estabilidade de 

máquinas de polos salientes, utiliza-se a seguinte equação [4.2]: 

𝑃 = ඪ−

൬
𝑉ଶ

𝑋௤
+ 𝑄൰

ଷ

𝑉ଶ

𝑋ௗ
+ 𝑄

 (4.61) 
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Onde a variação de Q é dado pelo seguinte intervalo:  

−
𝑉ଶ

𝑋௤
≤ 𝑄 ≤ −

𝑉ଶ

𝑋ௗ
 (4.62) 

 

A curva do limite teórico de estabilidade resultante é assintótica com relação ao limite 

superior de Q [4.2], [4.8]. 

A figura 4.25 mostra um exemplo da curva do limite de estabilidade teórico construída a 

partir do aplicativo Geogebra® para valores típicos de uma máquina síncrona de polos 

salientes. Foram adotados os valores de V = 1,0 pu, Xd = 1,1 pu e Xq= 0,7 pu. 

 

 

Fig. 4.25 – Limite de estabilidade teórico traçado no aplicativo Geogebra®  

Uma outra forma de traçado do limite de estabilidade de máquinas de polos salientes 

consiste em um método geométrico como mostrado na figura 4.26. 

Inicialmente é traçado a semicircunferência de excitação nula ou curva de saliência com 

centro em -V2(1/Xq +1/Xd)/2 e raio igual a V2(1/Xq – 1/Xd)/2. Em seguida são traçadas retas 

para diferentes valores de δ. Para cada valor de δ encontra-se o ponto de interseção da 
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reta com δ constante com a semicircunferência de excitação nula (A). Com o ponto de 

interseção encontra-se um novo ponto na extremidade oposta da semicircunferência para 

o mesmo valor de potência ativa (B). A partir do ponto de interseção (B) com o mesmo 

valor de potência reativa, determina-se o valor de potência ativa na interseção com a reta 

de δ constante obtendo-se o ponto da curva de limite teórico de estabilidade (C) [4.6], 

[4.13], [4.26]. 

 

 

 

Fig. 4.26 - Limite teórico de estabilidade traçado pelo método geométrico [4.6], [4.26]  

 

Com base nas metodologias descritas, verifica-se que a curva assíntota tem como limite o 

círculo de saliência e consequentemente depende dos valores de V2/Xq e V2/Xd. 

Logo, como já mostrado nos itens 4.4 e 4.5, tanto os valores da tensão terminal e as 

reatâncias variam com a rotação da máquina. Isto posto, embora haja uma margem de 

segurança entre os limites teórico e prático de estabilidade, cabe uma análise sobre a 

dimensão do impacto nestas curvas decorrente da variação da rotação da máquina.  
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4.9 Limite Prático de Estabilidade 

O limite prático de estabilidade pode ser obtido aplicando um fator de segurança sobre a 

potência ativa para um determinado valor de excitação ou adotando uma margem de 

segurança para o ângulo de carga [4.4]. Usualmente, utiliza-se um fator de 10 % sobre a 

potência gerada [4.8]. 

Para traçar a curva do limite prático de estabilidade é necessário primeiramente traçar a 

curva do limite teórico de estabilidade. Em seguida, são traçadas curvas de excitação 

constante para diversos valores de Eq. 

Para cada ponto de interseção da curva de limite teórico com a curva de excitação 

constante, é reduzido 10 % da potência ativa e traça-se um segmento paralelo ao eixo Q 

até um novo ponto de interseção com a mesma curva de excitação constante, obtendo 

assim o ponto de estabilidade prático [4.6], [4.12]. 

A figura 4.27 mostra detalhes construtivos da curva de limite prático de estabilidade. 

 

 

 

Fig. 4.27 - Limite prático de estabilidade [4.12] 

Nota-se que a curva do limite prático de estabilidade é construída a partir da curva do limite 

teórico e das curvas de excitação constante. Estas curvas, por sua vez, dependem da tensão 
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terminal, tensão de excitação e das reatâncias de eixo direto e quadratura, as quais variam 

conforme a rotação da máquina. Logo, conclui-se que a curva do limite prático de 

estabilidade também será impactada pela variação da rotação da máquina.  

4.10 Curva limite de aquecimento nas extremidades da armadura 

Além das limitações utilizadas nas curvas de capabilidade tradicionais, considera-se 

também, em alguns casos, a limitação de temperatura nas extremidades da armadura. Essa 

limitação ocorre quando a máquina opera subexcitada, e suas restrições são superiores aos 

limites de estabilidade prática e excitação mínima, conforme mostrado na figura 4.28 [4.7], 

[4.22]. 

 

 

Fig. 4.28 - Limite de aquecimento nas extremidades da armadura [4.7], [4.22] 

Este fenômeno ocorre quando em fraca excitação, as linhas de fluxo na extremidade da 

armadura se conectam de forma perpendicular com a laminação da armadura originando 

correntes parasitas no plano de laminação, e consequentemente resultando em 

aquecimento excessivo nesta região [4.4], [4.7], [4.22]. Ressalta-se que as perdas na região 

com fluxo perpendicular podem chegar a praticamente 100 vezes as perdas na região 

paralela do entreferro [4.22]. 

A figura 4.29 mostra as linhas de fluxo na região paralela do entreferro e nas extremidades 

da armadura [4.7], [4.22]. 
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Fig. 4.29 - Distribuição das linhas de fluxo nas extremidades da armadura [4.7], [4.22] 

O aquecimento nesta região foi identificado por volta de 1930 e com maior impacto em 

máquinas de polos lisos. A partir de então, diversas modificações foram implementadas na 

construção das máquinas, como a blindagens magnéticas, utilização de materiais não 

magnéticos na construção de flanges terminais, dedos de compressão do núcleo dentre 

outros dispositivos de fixação [4.22], [4.31]. 

Uma das formas de minimizar o aquecimento nas extremidades da armadura é mostrado 

na figura 4.30, onde os pacotes de lâmina do núcleo estatórico são construídos em degraus, 

o que impede que as linhas de fluxo se fechem no plano da laminação do estator [4.22], 

[4.31]. 

                 

Fig. 4.30 - Laminação em degraus para a redução de fluxos transversais 
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Considerando as modificações acima citadas, associadas ao aprimoramento tecnológico na 

construção de geradores, a curva de limitação de temperatura nas extremidades da 

armadura se desloca no eixo Q, afastando-se da origem e ampliando assim, a faixa de 

operação da máquina [4.22].  

Para o caso de máquinas de polos salientes, com a máquina operando subexcitada, 

prevalece como limitações as curvas de excitação mínima e limite prático de estabilidade.  

 

4.11 Mapeamento da eficiência de hidrogeradores considerando a operação 

com rotação variável 

Após as análises dos impactos da variação de rotação da máquina síncrona, pretende-se 

elaborar a curva de capabilidade de um hidrogerador de grande porte, seguido de um 

mapeamento da eficiência para diferentes condições de rotação. 

Propõe-se a construção de gráficos tridimensionais do rendimento da máquina em função 

da potência gerada e da rotação, sinalizando as regiões de melhor desempenho. 

Adicionalmente pretende-se analisar a impacto da restrição de ventilação da máquina, o 

efeito da variação da relação V/F e a influência dos harmônicos de corrente e tensão. 

 

4.12 Elaboração da curva de capabilidade tridimensional  

Além do mapeamento da eficiência de geradores de hidráulicos de grande porte, pretende-

se simular os limites de operação das máquinas variando-se a rotação em ± 10 %.  

Em seguida serão construídas curvas de capabilidade tridimensionais através da 

ferramenta computacional Python para diversas condições de operação, tendo a rotação 

da máquina como terceiro eixo. 

Pretende-se analisar o perfil de cada limitação da curva de capabilidade verificando o 

impacto da variação da rotação e das perdas conforme figura 4.31. 
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Fig. 4.31 – Curva de capabilidade tridimensional com a rotação no terceiro eixo 

Cabe destacar que para este estudo será considerado o gerador desacoplado da rede 

elétrica, ficando os conversores de frequência responsáveis pelos ajustes finais do valor da 

tensão no ponto de conexão com o sistema elétrico. 

 

Fig. 4.32 - Análise das perdas em função da rotação da máquina 

Após todos os impactos simulados na curva de capabilidade, os resultados serão analisados 

enfatizando quais as grandezas, tipos de perdas, conforme figura 4.32, ou limites de 

operação serão os mais afetados.  
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CAPÍTULO 5   

 

 

 

Estudo de Caso 

 

 

Neste capítulo, dividido em duas partes, serão propostos alguns estudos de caso de 

geradores síncronos de polos salientes em operação com rotação variável. Na primeira 

parte, a partir de ensaios em campo, dados de placa e testes de comissionamento, serão 

simulados o comportamento do rendimento de uma máquina para a operação com rotação 

variável. Em seguida serão analisadas as influências dos harmônicos, da relação V/F variável 

e restrição no sistema de ventilação da armadura. Adicionalmente serão produzidos mapas 

de eficiência para a referida máquina para várias condições operativas [5.1]. 

Na segunda parte do estudo, através de modelos apresentados no capítulo 4, serão 

simulados o comportamento de operação de 04 máquinas de grande porte para rotações 

acima e abaixo da nominal. Propõe-se também como parte para este estudo, simulações e 

a construção de curvas de capabilidade tridimensional com a variação de rotação no 

terceiro eixo, bem como as respectivas análises dos comportamentos das curvas de limites 

de operação. 

5.1 Primeira parte: Mapeamento da eficiência de geradores 

Pretende-se neste item a mapear a eficiência de um gerador de grande porte, bem como 

analisar a composição e fatores que influenciam os diversos tipos de perdas na condição 

de operação com rotação variável. Por questões de acesso à dados de placa, 

documentação, testes de comissionamento e oportunidades de desligamentos para 

ensaios, a UG06 da UHE Furnas foi selecionada para este estudo. 
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A UHE Furnas opera com 8 geradores de 160 MVA resfriados a ar e acionados por turbinas 

Francis de eixo vertical 

Unidade: UG06 

Potência Nominal: 160 MVA 

Tensão nominal: 15 kV 

Fator de potência: 0,95 

Rotação: 150 rpm 

 

5.1.1 Medição das perdas utilizando o método calorimétrico 

De acordo com a IEEE STD-115 [5.21] e a IEC-60034-32 [5.23] de todos os métodos 

propostos, o método calorimétrico é o mais apropriado para medição do rendimento de 

geradores de grande porte. Este método tem como princípio de que todas as perdas do 

gerador são traduzidas na forma de calor. 

As perdas nos trocadores de calor principais das máquinas refrigeradas a ar são expressas 

pela seguinte equação:  

𝑃௚ = 𝑄𝜌𝑐𝑝𝛥𝑇 (5.1) 

 

Onde Pg são as perdas nos trocadores de calor principais, Q é a vazão do fluído refrigerante, 

no caso o ar, ρ é a densidade do ar, cp é o calor específico do ar e ΔT é a diferença das 

temperaturas de entrada e saída do ar. 

Para as perdas nos trocadores de calor dos mancais é utilizada a mesma equação, porém 

com as propriedades do fluído refrigerante empregado, no caso a água ou óleo. 

As perdas nas superfícies radiantes podem ser mapeadas através de superfícies isotérmicas 

por meio de termopares ou medidas utilizando técnicas de termografia infravermelha [5.2]. 

As perdas nas superfícies radiantes podem ser expressas utilizando a seguinte equação 

[5.2]: 
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𝑃௦ = ℎ ෍ 𝐴௜(𝑇௦௜ − 𝑇௔)

௡

௜ୀଵ

 (5.2) 

      

                                              

Onde Ps são as perdas nas superfícies radiantes, Ai são áreas das superfícies isotérmicas, Tsi 

são as temperaturas das superfícies, Ta a temperatura ambiente na máquina e h é o 

coeficiente de película que depende da condutibilidade térmica do material, geometria dos 

componentes analisados e tipo de escoamento [5.2]. 

Além do mapeamento das superfícies radiantes, o método consiste na medição das 

temperaturas e vazões dos fluídos refrigerantes, onde são realizados vários giros da 

máquina em diferentes condições de excitação e carga [5.1]. 

No primeiro giro, com a máquina funcionando mecanicamente na velocidade nominal e 

sem excitação, são medidas as perdas por atrito nos mancais e ventilação. Por sua vez, 

essas perdas podem ser separadas por atrito nos mancais e ventilação das partes girantes 

do rotor. 

No segundo giro com a máquina excitada são realizadas as medições e em seguida são 

determinadas as perdas no ferro, subtraindo as perdas medidas daquelas determinadas 

com a máquina girando mecanicamente. 

No terceiro giro com operação do gerador com velocidade nominal, com terminais de saída 

do estator curto-circuitados, excitada até a corrente do estator nominal são medidas as 

perdas e subtraídas daquelas determinadas no segundo giro para obtenção das perdas no 

cobre no estator e perdas adicionais.  

No giro em carga com a operação da unidade geradora com velocidade, potência, tensão e 

FP nominais da máquina, são determinadas as perdas do rotor, excitação, escovas e mancal 

combinado [5.21], [5.23]. 

No caso da UG06 as perdas medidas utilizando o método calorimétrico, se encontram na 

tabela 5.1 [5.18]. 
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Tab. 5.1 – Medições de perdas da UG06 da UHE Furnas [5.18] 

Tipo de Perdas [kW] 

Perdas por ventilação 713,78 

Perda no Ferro 540,38 

Perdas no cobre do estator 327,04 

Perdas no rotor 477,81 

Perdas nas escovas 5,93 

Perdas no sistema de excitação 33,96 

Perdas no mancal combinado 156,17 

Total 2492,75 

 

Para a potência de saída:  P = 154.608 kW 

Foi encontrado o rendimento: η = 98,41 %  

As informações complementares relacionadas às medições de vazões, temperaturas estão 

detalhadas no apêndice A. 

5.1.2 Simulação das perdas com dados de projeto 

Os valores simulados durante a fase de projeto levam em consideração uma grande 

quantidade de informações relacionadas aos materiais utilizados e aspectos construtivos 

como número de circuitos por fase, dimensões do rotor, entreferro, número de ranhuras e 

dimensões de dutos de ventilação. A metodologia utilizada está detalhada em [5.3]. Os 

resultados encontram-se na tabela 5.2. 

Tab. 5.2 – Simulação de perdas da UG06 da UHE Furnas a partir de dados de projeto 

Tipo de Perdas [kW] 

Perdas por ventilação 608,97 

Perda no Ferro 477,17 

Perdas no cobre do estator 362,25 

Perdas no rotor 354,93 

Perdas adicionais 289,08 

Perdas no sistema de excitação 35,49 

Perdas no mancal combinado 168,00 

Total 2295,89 

 



137 
 

Para a potência de saída:  P = 154.000 kW 

 Foi encontrado o rendimento: η = 98,512 %  

Constata-se que os valores previstos para as perdas utilizando os parâmetros de projeto 

estão compatíveis com os valores medidos em campo através do método calorimétrico. 

Os dados de entrada e saída das simulações de perdas são apresentados no Apêndice D.  

 

5.1.3 Simulação das perdas em função da potência de saída 

A partir das medições das perdas com a máquina com rotação e potência de saída nominal, 

foi realizada a simulação com a máquina operando com a potência de saída entre 100 e 

154 MVA. 

Esses valores foram escolhidos por se tratar da faixa de potência de saída em que a 

máquina usualmente opera de acordo com a curva de colina. A figura 5.1 apresenta o 

gráfico simulado da eficiência do gerador. 

 

 

Fig. 5.1 – UG06 - Eficiência x Potência de saída  

Para esta simulação foram variadas além da potência de saída, as perdas no cobre do 

estator e as perdas adicionais em função da corrente da armadura. Os resultados estão 

compatíveis com os valores esperados. 
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5.1.4 Cálculo das perdas e influências da rotação variável no rendimento do 

gerador 

As perdas da máquina operando com rotação variável podem ser determinadas por meio 

das expressões apresentadas no capítulo 03.  Entretanto, uma vez determinadas as perdas 

em condições nominais, ou seja, com rotação fixa, as perdas com diferentes rotações 

podem ser obtidas através das seguintes expressões [5.6]:  

𝑃௔௧௥ଶ = 𝑃௔௧௥ଵ ൬
𝑛ଶ

𝑛ଵ
൰ (5.3) 

                                                          

Onde Patr são as perdas nos mancais, n1 rotação em 60 Hz e n2 a rotação da máquina na 

condição desejada. 

𝑃௩ଶ = 𝑃௩ଵ ൬
𝑛ଶ

𝑛ଵ
൰

ଷ

 (5.4) 

 

Onde Pv1 e Pv2 são as perdas por ventilação com rotação a 60 Hz e frequência de ensaio, 

respectivamente. 

As perdas no ferro podem ser expressas por [5.6]: 

𝑃௙ଶ = 𝑃௙ଵ ቆ
(𝑉ଶ/𝑓ଶ)

(𝑉ଵ/𝑓ଵ)
ቇ

ଶ,ହ

൬
𝑛ଶ

𝑛ଵ
൰

ଵ,ସ

 (5.5) 

 

                                           

Onde V1 e f1 correspondem à tensão e frequência operando em 60 Hz e os valores de V2 e 

f2 correspondem à tensão e frequência na rotação de ensaio. 

As perdas no ferro também podem ser expressas pela equação: 

𝑃௙ଶ = 𝑃௙ଵ

൫𝐾௛𝑓ଶ + 𝐾௙𝑓ଶ
ଶ൯

൫𝐾௛𝑓ଵ + 𝐾௙𝑓ଵ
ଶ൯

 (5.6) 
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Onde Kf e Kh são coeficientes de Foucault e histerese os quais podem ser utilizados valores 

típicos [5.4], [5.5], [5.7].  

As perdas adicionais podem ser determinadas através da seguinte equação [5.6]: 

𝑃௔ௗଶ = 𝑃௔ௗଵ ൬
𝐼௔ଶ

𝐼௔ଵ
൰

ଶ

൬
𝑛ଶ

𝑛ଵ
൰

ଵ,ସ

 (5.7) 

                                        

Onde Ia1 e Ia2 são as correntes na armadura a 60 Hz e frequência de ensaio respectivamente. 

Ressalta que as perdas no cobre não dependem diretamente da rotação, entretanto, em 

máquinas resfriadas a ar com ventiladores radiais, é fundamental uma análise em relação 

à restrição da corrente na armadura devido à redução da velocidade e consequentemente 

redução da vazão de ar nos trocadores de calor. 

A figura 5.2 apresenta o resultado da simulação da eficiência do gerador da UG06 em 

função da variação de ±10 % da frequência nominal.  

 

Fig. 5.2 – UG06 – Eficiência versus frequência 

Para esta simulação foram utilizadas as informações de medição de perdas com rotação 

nominal, descritas no item 5.1.2 e as equações apresentadas no item 5.1.4. Foram 

consideradas as perdas adicionais, perdas no ferro, nos mancais e ventilação em função da 

rotação. 
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5.1.5 Análise da composição das perdas 

Conforme os resultados da simulação descrita no item 5.1.4, a composição de perdas se 

modifica conforme a variação da frequência. A figura 5.3 apresenta a composição de perdas 

para a máquina operando com 54 Hz. 

 
Fig. 5.3 – Composição de perdas para UG06 operando com 54 Hz 

A figura 5.4 apresenta a composição de perdas para a máquina operando com 66 Hz. 

 
Fig. 5.4 - Composição de perdas para UG06 operando com 66 Hz 
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A figura 5.5 apresenta a composição de perdas através do gráfico de barras, comparando 

as perdas nas condições de operação em 54 e 66 Hz. 

 

Fig. 5.5 – Comparação da composição de perdas para frequência de 54 e 66 Hz 

Verifica-se o aumento das perdas que dependem diretamente da rotação, como destaque 

expressivo para as perdas por ventilação que por sua vez varia com a frequência elevado 

ao cubo. 

Constata-se também o aumento das perdas do ferro em função do aumento da frequência, 

cujo resultado era esperado devido à componente de perdas por histerese ser dependente 

diretamente da frequência e a componente de perdas por Foucault dependente da 

frequência ao quadrado. 

5.1.6 Construção de gráfico da eficiência em função da potência e frequência 

Neste item será construída a curva de eficiência em três dimensões, ou seja, em função da 

potência de saída, conforme abordado no item 5.1.3 e frequência conforme descrito no 

item 5.1.4. 

A figura 5.6 representa o gráfico de eficiência da UG06 construído utilizando a ferramenta 

computacional Python para a faixa de frequência de 54 a 66 Hz e potência de saída entre 

100.000 e 154.000 kW. 
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Fig. 5.6 - Gráfico tridimensional da eficiência da UG06 

Pelo gráfico tridimensional é possível mapear os pontos de melhor desempenho na região 

próxima a 54 Hz e 154 MW. O código Python com detalhes das equações utilizadas na 

construção do gráfico 3D encontra-se no Apêndice K.  

 

5.1.7 Simulação das perdas em função da rotação utilizando parâmetros de 

projeto 

Neste tópico, foram simuladas as perdas com rotação variável a partir de uma ferramenta 

computacional utilizada em projetos. São utilizados diversos parâmetros relacionados à 

tipos de materiais e aspectos construtivos como número de circuitos por fase, dimensões 

do rotor, entreferro, número de ranhuras e dimensões de dutos de ventilação [5.3]. 

A tabela 5.3 apresentada resumidamente os principais resultados. As informações 

relacionadas aos parâmetros de entrada e os dados de saída são apresentados de forma 

detalhada no Apêndice E. 
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Tab. 5.3 – Perdas em função da rotação simuladas utilizando dados de projeto [5.3] 

 138 rpm 139,5 rpm 141 rpm 159 rpm 

Perdas no ferro [kW] 551,41 541,26 531,69 427,62 

Perdas no cobre estator [kW] 362,25 362,25 362,25 362,25 

Perdas adicionais [kW] 263,10 266,32 269,55 308,89 

Perdas no rotor [kW] 416,17 406,2 396,79 325,78 

Perdas excitação [kW] 41,62 40,62 39,68 32,58 

Perdas ventilação [kW] 474,19 489,84 505,70 725,29 

Perdas mancal [kW] 131,00 135,00 140,00 200,00 

Perdas totais [kW] 2239,74 2241,49 2245,66 2382,41 

Rendimento [%] 98,548 98,547 98,544 98,457 

 

Verifica-se que as perdas adicionais, perdas no ferro, perdas nos mancais e ventilação, 

todas influenciadas pela rotação variam significativamente. Destaca-se o aumento 

expressivo das perdas por ventilação. Isso deve ao fato de as perdas por ventilação ser 

proporcional à frequência elevada ao cubo, conforme descrito no capítulo 3. 

Ressalta-se que para esta simulação com rotação variável, foi observada que as perdas no 

ferro e as perdas no rotor são maiores para rotações abaixo da nominal, contrariando os 

resultados encontrados no item 5.1.6.  Esta diferença se deve ao efeito da relação V/F 

variável considerada nesta simulação. 

5.1.8 Influência da relação V/F nas perdas do gerador operando com rotação 

variável 

No item 5.1.6 foram calculadas as perdas em função da variação de corrente da armadura 

as quais influenciam diretamente nas perdas adicionais e nas perdas por efeito joule no 

estator. Também foram determinadas as perdas em função da frequência levando em 

consideração as perdas por ventilação, atrito nos mancais e perdas no ferro do núcleo 

estatórico.  

Para as perdas no núcleo foi considerada a equação de Jordan (3.10) em função da variação 

da frequência. 
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Por outro lado, ao considerar a tensão nos terminais constantes, com a redução da rotação 

da máquina, deverá ocorrer uma compensação no aumento da densidade de fluxo e 

consequentemente do aumento na corrente de campo. Vale salientar que em todos os 

modelos que determinam as perdas no ferro a densidade de fluxo é elevada ao quadrado. 

Através da equação (5.5) é possível determinar as perdas no ferro levando em consideração 

a variação da velocidade da máquina e a influência da relação V/F variável [5.6]. 

Conforme já mencionado, considerando a redução da velocidade da máquina, ocorre a 

redução da tensão induzida na armadura de forma proporcional. Entretanto, para se 

compensar a redução da tensão, há necessidade de uma elevação da corrente de campo 

que em condições nominais, já se encontra no início da região de saturação. 

Além dos métodos já abordados no item 4.5.5 do capítulo 4, a corrente de campo na região 

de saturação pode ser determinada pelo método de Anderson, através da seguinte 

equação [5.8]:  

 

𝐼௙ =
𝑉௧ൣ1 + 𝐴௚𝑒஻೒(௏೟ି଴,଼)൧

𝑅௦
 (5.8) 

                                                          

 Onde Vt é a tensão nos terminais da máquina, Bg e Ag são coeficientes de saturação e Rs é 

a inclinação da linha de entreferro. 

Para a determinação destes parâmetros, será utilizada a curva de saturação à vazio da 

máquina em estudo. 

Os ensaios do levantamento da curva de saturação em vazio bem como os pontos de 

medições são apresentados nos Apêndices G e H. 

A figura 5.7 mostra a locação dos pontos Vt1, Vt2, If1 e If2 para a determinação da inclinação 

da linha de entreferro da máquina. 
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Fig. 5.7 - Locação dos pontos Vt1, Vt2, If1 e If2 na curva de saturação a vazio 

Do gráfico do ensaio de saturação a vazio, tem-se: 

𝑉௦ = 𝑉௧ଶ − 𝑉௧ଵ (5.9) 

E 

𝑅௦ =
𝑉௦

𝐼௙ଶ − 𝐼௙ଵ
 (5.10) 

 

Para o caso da UG06 da UHE Furnas: 

Vt1=1,080 pu 

Vt2=1,295 pu 

If1= 0,933 pu 

If2= 1,127 pu 

Rs= 1,108 

O valor da saturação SG e os coeficientes Ag e Bg, também são determinados a partir da 

curva de saturação em vazio da máquina conforme figura 5.8.  
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Fig. 5.8 – Locação dos pontos Ifo, If1 e If2 e If3 na curva de saturação a vazio 

Para os valores V=1,0 pu e V=1,2 pu, do ensaio de saturação em vazio da UG06 são 

encontrados os seguintes valores: 

If0=0,86 

If1=0,98 

If2=1,04 

If3=1,46 

Logo, com base nas equações (4.39) e (4.40) são encontrados os seguintes valores: 

SG1= 0,1395 

SG2=0,4038 

Os valores de Ag e Bg podem ser calculados utilizando as expressões (4.41) e (4.42): 

Logo, 

Ag=0,0405 

Bg= 6,226 
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A partir destes parâmetros calculados, a corrente de excitação utilizada para a 

determinação das perdas do rotor em função da variação da tensão nos terminais da 

máquina é expressa por: 

𝐼௙ =
𝑉௧ൣ1 + 0,0405𝑒଺,ଶଶ଺(௏೟ି଴,଼)൧

1,108
 (5.11) 

                                             

Logo, com base na variação das perdas no ferro do estator e perdas Joule no rotor, 

impactadas pela variação da corrente de excitação, foi possível determinar a eficiência da 

máquina considerando a relação V/F variável. 

A figura 5.9 apresenta a comparação da eficiência da UG06 em função da frequência 

considerando a Relação V/F constante e variável. 

 

 

Fig. 5.9 - Eficiência da UG06 considerando a relação V/F constante e variável 

O rendimento do gerador considerando a relação V/F variável é apresentado no gráfico da 

figura 5.10 com escala das ordenadas ampliada, onde constata-se as diferentes curvaturas 

para frequências acima e abaixo da nominal. 
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Fig. 5.10 – Eficiência da UG06 considerando a relação V/F variável 

Além da assimetria da curva, verifica-se na figura 5.10 que a região de melhor desempenho 

do gerador se encontra entre 58 e 59 Hz. 

Os motivos das diferentes curvaturas do gráfico de rendimento em função da frequência 

podem ser identificados no gráfico de composição de perdas para frequências variando de 

54 a 66 Hz e potência de 154 MW. 

 

Fig. 5.11 – Composição de perdas da UG06 considerando a relação V/F variável 

Verifica-se no gráfico da figura 5.11, o aumento das perdas nos mancais em função da 

frequência, aumento nas perdas adicionais em função da frequência elevado à potência de 

1,4 e um expressivo aumento das perdas por ventilação em função da frequência elevada 

ao cubo. 
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Entretanto, a variação da relação V/F provoca um aumento significativo das perdas no rotor 

para frequências menores, devido à variação da corrente de excitação de forma saturada 

conforme equação (5.8). 

No caso das perdas no ferro, também ocorre o aumento das perdas para frequências abaixo 

da nominal, cujo efeito é contrário ao primeiro caso, no qual se considera a relação V/F 

constante. 

Considerando a relação V/F constante, nas equações de perdas do ferro existe uma 

componente de perdas por histerese, proporcional à frequência e as perdas por Foucault 

em função da frequência ao quadrado. Isto faz com que as perdas no ferro aumentam em 

função da frequência. 

Quando se varia a relação V/F, apesar perdas por Foucault em função da frequência ao 

quadrado, o coeficiente kf é muito menor, na ordem 500 vezes menor que o kh. Além disso, 

nas perdas no ferro, ambas parcelas são multiplicadas pela densidade de fluxo B elevado 

ao quadrado, que por sua vez depende da corrente de excitação saturada. Logo, o valor da 

densidade de fluxo ao quadrado sendo mais expressivo para frequência menores, resulta 

em maiores perdas no ferro para menores frequência. 

 

 
Fig. 5.12 – Gráfico 3D da eficiência da UG06 considerando a relação V/F variável 
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A figura 5.12 apresenta o gráfico tridimensional da eficiência da UG06 em função da 

potência de saída e frequência considerando a relação V/F variável. 

Pelo gráfico tridimensional é possível mapear os pontos de melhor desempenho na região 

próxima a 58 Hz, confirmando as análises elaboradas através do gráfico 2D da Figura 5.10. 

O código Python com detalhes das equações utilizadas na construção do gráfico 3D 

encontra-se no Apêndice K. 

 

5.1.9 Influência dos harmônicos nas perdas no ferro, do cobre do estator e 

nas perdas adicionais 

Os harmônicos estão presentes em todos os sistemas que utilizam eletrônica de potência. 

No caso de máquinas operando com rotação variável, os harmônicos influenciam 

principalmente nas perdas do cobre, no laminado do estator, nas sapatas polares e 

enrolamentos amortecedores [5.29]. As ordens harmônicas ocorrem acordo com a 

configuração dos sistemas conversores, ou seja, para menores frequências em sistemas 

tiristorizados back to back ou LCC e para maiores frequências no caso de sistemas VSC que 

utilizam   a tecnologia PWM por meio de chaveamento de transistores IGBT e GTO ou 

semicondutores IEGT e IGCT em conversores multi níveis MMC.  

No caso em questão será simulada a influência de harmônicos considerando um sistema 

de conversor tiristorizado LCC. 

Os harmônicos originados no chaveamento dos tiristores estão presentes nas formas de 

onda de tensão e de corrente ocorrendo em diferentes amplitudes e ordens harmônicas. 

As perdas no cobre do estator, considerando a influência dos harmônicos de corrente é 

expressa por: 

𝑃௖௨ = 𝑃௖௨ଵ + ෍ 𝑅௔𝐾௥௔𝐼௔௜
ଶ

௠

௜ୀ௞

 (5.12) 

                                                 

Onde Kra é o fator de perdas por efeito pelicular e o índice i variando de k até m 

representam as ordens harmônicas consideradas. 
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As perdas por harmônicos no ferro, em geral, estão relacionadas com as correntes de 

excitação e a geometria das sapatas dos polos e para um cálculo preciso dessas perdas, é 

necessária uma ferramenta computacional do tipo FEA. No caso em questão, serão 

avaliadas as perdas referentes às harmônicas oriundas dos conversores tipo LCC. 

Logo, as perdas no ferro consideradas, são influenciadas pelos harmônicos de tensão e 

podem ser expressas pela seguinte expressão: 

𝑃௙௘ = 𝑃௙௘ଵ + 𝑘௛ ෍ 𝑓௜𝐵௜
ଶ

௠

௜ୀ௞

+ 𝑘௙ ෍ 𝑓௜
ଶ𝐵௜

ଶ

௠

௜ୀ௞

 (5.13) 

                              

Cabe ressaltar que existem diversos modelos para a obtenção das perdas no ferro onde são 

considerados a indução magnética B para cada parte do núcleo e calculados 

separadamente [5.7], [5.9]. 

Também existem modelos onde são considerados a variação dos coeficientes Kh e Kf de 

acordo com a frequência e com a indução magnética [5.7], [5.9], [5.11]. 

Para as simulações do caso em questão, serão utilizados valores médios típicos de Kh e Kf 

conforme a Tabela 5.4 

Tab. 5.4 – Valores típicos de Kh e Kf 

Referência [5.4] [5.5] [5.9] [5.10] 

Kh  [W/(kgHzT2)] 2,71 x 10-2 3,25 x 10-2 2,21 x 10-2 1,47 x 10-2 

Kf  [W/(kgHz2T2)] 11,01 x 10-5 8,30 x 10-5 11,23 x 10-5 14,10 x 10-5 

 

Para a obtenção das perdas no ferro, além dos valores de Kh e Kf, é necessário conhecer os 

valores da indução magnética e da massa do núcleo magnético para a região da coroa e 

dos dentes do laminado.  Logo, serão considerados: 

Indução magnética na coroa do núcleo do estator: 0,971 [T] 

Indução magnética média nos dentes: 1,583 [T] 

Diâmetro interno do núcleo do estator: 9500 [mm] 
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Diâmetro externo do núcleo: 10250 [mm] 

Número de ranhuras: 468 

Largura da ranhura: 23,8 [mm] 

Altura da ranhura: 147,5 [mm] 

Massa específica das chapas de aço silício: 7,65 [g/cm3] 

Altura do núcleo do estator: 1760 [mm] 

As perdas adicionais também são influenciadas pelos harmônicos, e uma vez determinadas 

as perdas em condições nominais, pode ser expressa através da seguinte equação: 

𝑃௔ௗଶ = 𝑃௔ௗଵ + 𝑘௔ௗ𝑓ଵ,ସ ෍ 𝐼௔௜
ଶ

௠

௜ୀ௝

 (5.14) 

 

Para efeito de simulação da influência de harmônicos no rendimento de geradores, serão 

utilizados valores médios típicos das ordens harmônicas de tensão e corrente. Vale 

ressaltar que amplitude dos harmônicos depende o ângulo de disparo dos tiristores [5.13], 

[5.29] 

A figura 5.13 apresenta graficamente os principais harmônicos típicos de corrente para 

conversores tiristorizados [5.12], [5.13], [5.14], [5.16]. 

 

Fig. 5.13 – Harmônicos típicos de corrente 
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A figura 5.14 apresenta os principais harmônicos de tensão típicos para conversores 

tiristorizados [5.12], [5.14], [5.15]. 

 

 

Fig. 5.14 – Harmônicos típicos de tensão 

As perdas considerando a influência de harmônicos de tensão e corrente para a frequência 

de 60 Hz são apresentadas na tabela 5.5. 

Tab. 5.5 - Perdas da UG06 considerando a influência de harmônicos 

 Perdas não 
considerando 
harmônicos [kW] 

Perdas com a 
influência dos 
harmônicos [kW] 

Diferença [%] 

Perdas no cobre do estator 327,04 349,30 6,81 

Perdas no ferro 540,38 592,50 9,64 

Perdas adicionais 237,69 252,42 6,19 

 

A figura 5.15 representa graficamente a eficiência da UG06 em função da frequência, 

levando em consideração a influência dos harmônicos nas perdas do núcleo do estator, no 

cobre e perdas adicionais. 

Observa-se, através do gráfico da figura 5.15 que as harmônicas oriundas dos sistemas 

conversores, impactam em toda faixa de frequência em estudo.  
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Fig. 5.15 – Eficiência da UG06 considerando a influência de harmônicos 

De fato, as perdas harmônicas são significativas e podem levar a um sobreaquecimento da 

máquina.  A título de ilustração, a Usina de Grimsel 2, na Suíça, operando com quatro 

máquinas síncronas de polos salientes de 100MVA, com uma máquina operando com 

rotação variável na configuração CFSM back to back, utiliza filtros harmônicos em 3 níveis 

para evitar o sobreaquecimento adicional no rotor e estator [5.20].  

 

 

Fig. 5.16 – Gráfico 3D da eficiência da UG03 considerando a influência de harmônicos 
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A figura 5.16 apresenta o gráfico tridimensional do rendimento em função da potência e 

frequência, considerando a influência dos harmônicos de tensão e corrente. 

Pelo gráfico tridimensional é possível mapear os pontos de melhor desempenho na região 

próxima a 54 Hz e potência de 154 MW. O código Python com detalhes das equações 

utilizadas na construção do gráfico 3D encontra-se no Apêndice K. 

 

5.1.10 Influência da redução de corrente da armadura por restrição de 

ventilação  

Conforme já abordado no capítulo 4, em hidrogerador de grande porte com eixo vertical, 

o sistema de resfriamento é realizado através de ventiladores radiais acoplado no eixo o 

qual retira o ar quente do interior da máquina direcionando-o para trocadores de calor do 

tipo ar/água. 

No caso da operação do gerador com rotação abaixo da nominal, o sistema de ventilação 

restringe o fluxo de ar através dos trocadores de calor e consequentemente impacta na 

temperatura da armadura [5.24], [5.25], [5.26]. 

Para a simulação será utilizada a variação da corrente em função da variação da rotação. 

Neste caso, as perdas no cobre conforme mostrado no capítulo 4 e com base na equação 

(4.24), são expressas por: 

𝑃௖௦ = 𝑅௔𝐼௔
ଶ ൬

𝑓ଶ

𝑓ଵ
൰ (5.15) 

                                                    

Onde f1 é a frequência nominal e f2 a frequência de ensaio. 

A figura 5.17 apresenta a comparação das curvas de rendimento em função da frequência 

com e sem a restrição de ventilação. 
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Fig. 5.17 – Comparação das curvas de eficiência com e sem restrição de ventilação 

De fato, a variação da ventilação tem impacto no rendimento do gerador no qual ocorre 

um ganho na eficiência para velocidade acima da nominal. Todavia, a restrição de corrente 

da armadura por redução de vazão nos ventiladores radiais vai na direção contrária ao 

propósito da operação com rotação variável que tem como objetivo o ganho de eficiência 

e otimização da operação. Esta condição necessita de uma análise minuciosa na fase de 

projeto ou adaptação do gerador para operação com rotação variável. 

5.2 Segunda parte: construção de curvas de capabilidade em 03 dimensões 

 Foram selecionadas máquinas de 04 usinas hidrelétricas com diferentes valores de 

potência de saída e reatâncias síncronas. Cabe ressaltar que todas as máquinas se 

encontram em operação com rotação fixa e frequência em 60 Hz. Logo as curvas de 

capabilidade serão construídas a partir da simulação da variação da rotação utilizando os 

dados nominais das respectivas máquinas em estudo. 

 Por questões de acesso à manuais, testes de comissionamento, oportunidades de 

desligamentos para ensaios, a UG06 da UHE Furnas apresenta um estudo mais detalhado.  

Cabe observar que os geradores síncronos na configuração back to back projetados para 

operação com rotação variável, em geral, operaram com tensão variável e fluxo constante 

para rotações abaixo da nominal e com tensão constante para rotações acima da nominal. 

Devido ao desacoplamento com o sistema elétrico e transferência somente de potência 

ativa, operam com fator de potência unitário [5.28], [5.29]. [5.30]. 
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Não obstante, partindo do princípio de que a UG06 da UHE Furnas foi projetada para 

operação com rotação fixa, entende-se que alguns estudos preliminares se fazem 

necessários levando em consideração as limitações e características construtivas da 

máquina. Fazem parte destes estudos a análise de elevação de temperatura do rotor, 

corrente de excitação, temperatura de mancais, sistemas de resfriamento do gerador e 

análise do limitador V/F. 

Os ensaios de medição da resistência do estator e do rotor, curva de saturação são 

apresentados nos Apêndices B, C e G respectivamente. 

5.2.1 Simulação da corrente de excitação para um acréscimo da tensão nos 

terminais da armadura 

A operação do gerador com rotação variável pode ocorrer com tensão constante ou com 

excitação constante. Uma vez que a máquina está acoplada ao sistema elétrico por meio 

de conversores, a tensão também pode ser controlada por meio dos OLTCs dos 

transformadores elevadores ou ajustada no ponto de conexão por meios dos conversores. 

Não obstante, conforme descrito no item 4.4.1, para a redução da rotação, implica na 

redução da tensão terminal da máquina. Para manter ou elevar o valor da tensão nos 

terminais da máquina, surge na necessidade da compensação deste valor através do 

aumento da corrente de excitação. 

No item 5.5.6 foram apresentadas diversas formas para se determinar a corrente de campo 

na região saturada para variação de tensão nos terminais da máquina. Para o estudo da 

variação de tensão nos terminais da UG06, será utilizado o método gráfico através da 

reatância de Potier [5.21].  

Para a máquina em questão tem-se: 

Xd = 0,864 (pu) 

Xq = 0,610 (pu) 

Xp = 0,180 (pu) 

Cosφ= 0,9 
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Considerando uma variação de 5% da tensão nominal nos terminais e para a condição 

potência aparente nominal: 

V= 1,05 (pu) 

S = 0,900 + j0,435 (pu) 

Ia= 0,952|25,84 o 

Utilizando os dados na equação (4.32) Tem-se: 

δ = 21,85o  

E através da equação (4.35), 

Eq = 1,553 (pu) 

Para a tensão de Potier [5.21]: 

𝐸௣ = |𝑉| + 𝑗𝑋௣|𝐼௔|[𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝑗𝑠𝑒𝑛(𝜑)] (5.16) 

 

Resulta em, 

Ep= 1,135 (pu)  

 

Fig. 5.18 – Locação dos pontos Ep e Eq na curva de saturação a vazio 
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Com os valores de Eq e Ep no gráfico de saturação em vazio da Figura 5.18, é possível 

determinar os pontos Ifq cuja corrente de excitação corresponde ao valor de Eq na linha de 

entreferro, e Ifs que corresponde a diferença entre as correntes de excitação para a tensão 

Ep nas curvas de entreferro e de saturação. 

Ifq = 1,36 (pu)    

Ifs = 1,21 -0,98 = 0,23 (pu) 

E de acordo com a equação (4.39), tem-se: 

If = 1,59 (pu) ou If = 1100,28 (A) 

O cálculo da corrente de campo utilizando método de Potier foi repetido para a variação 

de 5 a 7% da tensão nos terminais e os resultados encontrados estão apresentados na 

Tabela 5.6. 

5.2.2 Cálculo da temperatura do rotor em função da variação da tensão e 

corrente de excitação 

Após determinar a corrente de campo para condição de aumento da corrente de excitação, 

conforme analisado no item anterior, faz-se necessária verificar se a elevação de 

temperatura do rotor está em conformidade com a IEEE STD 115 e IEC 60034-33. 

Inicialmente foi realizada a leitura da temperatura do rotor para várias condições de 

corrente de excitação. Estes valores foram extraídos diretamente do painel do SAGE 

localizado na sala de controle da UHE Furnas conforme figura 5.19. 

 

Fig. 5.19 – Medições de grandezas elétricas da UG06 
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De posse das leituras de da corrente de excitação e valores de temperatura foi construído 

um gráfico da temperatura em função da potência dissipada no rotor. Para o cálculo da 

potência dissipada foi utilizado o valor da Resistência do rotor Rr = 0,3117 Ω cuja medição 

apresentada no Apêndice C. 

  

 

Fig. 5.20 - Potência dissipada no enrolamento de campo versus temperatura 

 

Com os valores de potência dissipada no rotor e temperatura plotados, foi traçada uma 

linha de tendência com o objetivo de projetar a elevação de temperatura do rotor para 

valores de corrente de excitação encontradas através da modelagem de Potier. 

A tabela 5.6 apresenta o resumo dos valores encontrados para a faixa de tensão analisada. 

Tab. 5.6 – Elevação de temperatura do rotor da UG06 

ΔV [%] Eq [pu] Ep [pu] Ifq [pu] Ifs [pu] If [pu] If [A] Pd [kW] T [oC] 

5,0 1,553 1,135 1,36 0,23 1,59 1100,28 377,34 103,5 

6,0 1,585 1,144 1,37 0,26 1,63 1127,96 396,57 106,0 

7,0 1,589 1,152 1,38 0,28 1,66 1148,72 411,30 107,5 
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Conforme a tabela 5.6, constata-se que o valores de elevação de temperatura do rotor 

encontrados estão em conformidade com as Normas IEEE-STD-115 e IEC-60034-33 

apresentado na tabela 4.1. 

5.2.3 Análise de elevação de temperatura do mancal escora 

Conforme abordado no capítulo 3, as perdas nos mancais escora variam com a rotação, 

dentre outros fatores, como carga, diâmetro do eixo, viscosidade do óleo lubrificante de 

acordo com a equação (3.41). 

Adicionalmente a variação das perdas nos mancais escora estão diretamente relacionadas 

com a temperatura do fluido refrigerante conforme equação (5.1) utilizada para o cálculo 

de perdas pelo método calorimétrico. 

O mancal conjugado da unidade geradora em estudo é composto pelo conjunto de mancal 

guia do gerador com 12 sapatas e o mancal escora também composto por 12 sapatas cuja 

lubrificação é feita por óleo tipo DTE H-Medium alojada em um tanque com capacidade de 

4100 litros. O sistema de refrigeração é realizado por um conjunto de trocadores de calor 

tipo placa montado em um skid externo à máquina. 

A temperatura nominal do óleo lubrificante é de 50 oC com alarme de temperatura 

ajustado em 55 oC e desligamento ajustado em 60 oC.  As sapatas operam com temperatura 

de 70 oC, com a temperatura de alarme ajustada para 75 oC e desligamento em 80 oC. 

A figura 5.21 mostra o monitoramento da temperatura do óleo e segmentos do mancal 

escora no painel do SAGE na sala de controle. 

 

Fig. 5.21– Monitoramento da temperatura do óleo e segmentos do mancal escora 
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Considerando as características da máquina, coeficiente de atrito das sapatas dos mancais, 

vazões e características dos fluídos refrigerante constante é possível associar a variação da 

temperatura do fluído refrigerante ou óleo lubrificante em função da rotação da máquina. 

Tomando o circuito primário de óleo lubrificante como referência, considerando a 

temperatura do mancal próxima à temperatura de saída do óleo da caixa do mancal e a 

partir dos dados medidos através do método calorimétrico obtém-se o gráfico da figura 

5.22. 

 

 

Fig. 5.22 – Temperatura do óleo do mancal escora em função da rotação 

Através do gráfico da temperatura versus rotação, verifica-se que a temperatura do óleo 

varia em torno de ± 1,0 oC para uma variação de ±7 % da rotação. Considerando que o 

aumento da temperatura na sapata nas mesmas proporções e os valores ajustados para 

desligamento por alta temperatura, entende-se que a variação de velocidade nos valores 

estabelecidos não afeta o funcionamento do mancal. 

 

5.2.4 Simulação das elevações de temperatura dos enrolamentos do rotor e 

estator utilizando parâmetros construtivos e de projeto 

A tabela 5.7 apresenta os valores de elevação de temperatura do enrolamento do estator 

e enrolamento do rotor utilizando o algoritmo descrito em [5.3]. Os dados de entrada e 

resultados são apresentados de forma detalhada no Apêndice I. 
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Tab. 5.7 – Simulação da elevação de temperatura dos enrolamentos da UG06 

 138 rpm 139,5 rpm 141 rpm 150 rpm 159 rpm 

Elevação de Temperatura 
nos enrolamentos do 
estator [oC] 

51,7 51,5 50,8 50,5 49,8 

Elevação de temperatura 
do rotor [oC] 

102,7 98,7 95,0 79,2 68,8 

 

Constata-se que ambas as temperaturas do rotor e enrolamento do estator se elevam com 

a redução da velocidade.  

Um dos principais fatores está na redução da velocidade da máquina e consequentemente 

da velocidade de ar nos dutos de ventilação e trocadores de calor. 

Outro fator de elevação da temperatura, mais especificamente do rotor, está ligado ao 

aumento da corrente de excitação para a compensação da queda tensão devido à redução 

da rotação. 

Ressalta-se que o valor da elevação de temperatura deve ser acrescido o valor de 40oC 

conforme estabelecido pela IEC-60033-34. 

Por outro lado, para os valores simulados, entende-se que apesar da elevação significativa 

da temperatura, estes valores ainda estão em conformidade com as Normas IEC STD 115 e 

IEC 60034-33 apresentados na tabela 4.1.  

 

5.2.5 Análise da vazão de ar no sistema de resfriamento em função da 

variação da velocidade 

A UG06 da UHE Furnas é provida ´de ventiladores radiais superior e inferior como parte do 

sistema de resfriamento do gerador. Com o objetivo de validar o impacto da rotação da 

máquina no sistema de ventilação foram realizadas medições da velocidade do fluxo de ar 

nos trocadores de calor em função da rotação. 

A figura 5.23 mostra parcialmente o painel do SAGE com a medição da rotação da máquina 

além de outras grandezas. 
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Fig. 5.23 – Rotação da UG06 durante processo de parada. 

Com a máquina girando mecanicamente em processo de parada foi possível fazer algumas 

medições da velocidade do fluxo de ar em função da rotação, resultando no gráfico da 

figura 5.24. Para a medição do fluxo de ar nos trocadores de calor é fundamental para todas 

as medições manter a distância entre o anemômetro e o radiador e a realização das leituras 

no mesmo ponto, haja vista que por questões construtivas, existe diferença de velocidade 

de ar em determinadas regiões do radiador [5.2]. 

 

Fig. 5.24 – Velocidade de ar nos radiadores em função da rotação da máquina 

De fato, constata-se uma redução linear do fluxo de ar nos radiadores em função da 

redução da rotação.  Para uma máquina qualquer operando com valores de temperatura 
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próximos do limite da classe de isolação, a redução da vazão de ar nos trocadores de calor 

irá comprometer o funcionamento do gerador. Entretanto, especificamente no caso da 

UG06, esta máquina foi construída com enrolamentos de classe de isolação B e 

posteriormente substituído por classe de isolação tipo F. Em condições de operação com 

potência e rotação nominal, os valores de temperatura  do rotor  e estator estão distantes 

dos limites previstos para a classe de isolação tipo F. Adicionalmente, através dos 

resultados apresentadas  na tabela 5.7 verifica-se que para as rotações simuladas, os 

valores de temperatura estão dentro dos limites admissíveis. 

5.2.6 Análise do limitador V/F 

O ensaio do limitador V/F é realizado com a máquina excitada e desconectada do sistema 

elétrico variando a frequência de 1,0 a 0,9 pu.  

A figura 5.25 mostra o ensaio do limitador V/F com tensão inicial de 1,05 pu, a frequência 

com 1,0 pu e a corrente de excitação em torno de 0,72 pu em relação ao valor nominal, ou 

seja aproximadamente 705 A. 

 

Fig. 5.25 – Teste do limitador V/F da UG06 da UHE Furnas 
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No ponto A foi iniciada a redução de frequência onde constata-se o valor da tensão 

terminal constante e o aumento da corrente de excitação. No ponto B com o valor da 

frequência próximo a 0.955 pu houve a atuação do limitador V/F com a relação próxima à 

1,1. A partir do ponto B a frequência continua a reduzir na mesma relação da tensão, porém 

com excitação constante. 

O ponto C é o menor valor de teste com o valor da frequência em 0,9 pu. A partir do ponto 

C a frequência aumenta até o ponto D, onde o limitador V/F deixa de atuar. A partir do 

ponto D, com a frequência aumentando, a tensão terminal se mantém constante e o valor 

da corrente de excitação reduz até o ponto E. A partir do ponto E, a frequência se mantém 

com o valor de 1,0 pu. 

Cabe destacar que apesar da possibilidade de realização do teste com a relação V/F em 1,1, 

em geral, os hidrogeradores operam com relação V/F ligeiramente abaixo desde valor 

conforme já abordado no item 4.5.4. 

Logo, as simulações da UG06 da UHE Furnas operando com rotação variável, serão 

realizadas com a relação V/F menor que de 1,1.  

5.2.7 Construção da curva de capabilidade da UG06 da UHE Furnas 

Para a construção de uma curva de capabilidade UG06 foram realizadas as análises 

descritas entre os itens 5.2.1 e 5.2.6 levando em consideração a elevação de temperatura 

do rotor, corrente de excitação, temperatura de mancais, sistemas de resfriamento do 

gerador e limitador V/F. Foi constatado que para uma variação de ±7 % da rotação todos 

os fatores analisados estão dentro das condições de projeto ou aceitáveis dentro de limites 

estabelecido por normas. 

A curva de capabilidade da UG06 utilizada em condições nominais é apresentada no 

Apêndice J. 

Para a construção das curvas tridimensionais foi utilizado um código desenvolvido em 

Python cujo algoritmo de construção da curva de limite térmico do rotor e limite teórico 

de estabilidade é baseado na aplicação de métodos geométricos conforme abordado no 

item 4.5.1, detalhado nas figuras 4.13 e 4.14, e item 4.8 conforme figura 4.26.   O código 

Python utilizado encontra-se no Apêndice L. 
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1º caso: construção da curva de capabilidade tridimensional com tensão constante, 

variando a Xd, Xq em função da rotação.  

Para este caso, a curva será construída para a faixa de rotação entre 0,93 e 1,07 pu e a 

tensão terminal será mantida constante. 

Com a variação da rotação, os valores de Xd e Xq serão alterados e consequentemente, 

ocorrerão os deslocamentos da curva de saliência, das curvas de limite de estabilidade e 

variação da corrente de excitação, que por sua vez, exercerá influência na curva do limite 

térmico do rotor. 

Trazendo para o caso da UG06 da UHE Furnas com Xd = 0.864 e Xq = 0.610, tem-se a curva 

tridimensional da figura 5.26. 

 

 

 

Fig. 5.26 – Curva de capabilidade 3D da UG06 com Xd e Xq em função da rotação 
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Pelo fato do valor de Xd menor que 1,0 pu, predomina-se a curva do limite térmico da 

armadura sobre o limite prático de estabilidade e curva de excitação mínima. 

Ressalta-se que na curva tridimensional verifica-se apenas uma discreta variação do limite 

de temperatura do rotor devido a compensação da corrente de excitação para manter 

constante o valor da tensão nos terminais. 

A fig. 5.27 elucida o resultado da curva tridimensional da figura 5.26, onde foi construído o 

gráfico 2D da UG06 com valores de 1,0 pu e 0,93 pu da rotação nominal.  

 

 

 

Fig.5.27 - Deslocamento da curva de saliência e limite térmico do rotor da UG06 

Verifica-se com a redução rotação, a manutenção do valor da potência aparente, o 

aumento do diâmetro e afastamento da curva de saliência em relação à origem no eixo Q, 

o aumento da corrente de campo, e uma discreta variação no limite térmico do rotor. 

 

2º caso:  construção da curva de capabilidade variando Xd, Xq e a tensão terminal em função 

da rotação  

A figura 5.28 apresenta a curva de capabilidade tridimensional variando  Xd, Xq e a tensão 

terminal em função da rotação na faixa  de   0,93 a 1,07 pu. 



169 
 

 

Fig. 5.28 – Curva de capabilidade da UG06 com Xd, Xq e a tensão terminal em função da rotação 

Conforme mencionado no primeiro caso, para Xd menor que 1,0 pu, predomina-se a curva 

do limite térmico da armadura sobre o limite prático de estabilidade e curva de excitação 

mínima. 

Entretanto é perceptível a variação da curva de limite térmico da armadura em função da 

variação de tensão. Apesar da simulação com excitação constante, nota-se também a 

variação da curva de limite térmico do rotor em função da variação de tensão e 

deslocamento da curva de saliência. 

 

3º caso: Construção da curva de capabilidade variando a Xd, Xq  e a corrente da armadura. 

Neste caso, a construção da curva de capabilidade para a faixa de frequência de 0,93 a 1,07 

pu, será realizada com a variação de Xd, Xq e a corrente da armadura em função da restrição 

da vazão de ar nos dutos de ventilação conforme equação (4.24). Para análise da curva de 

limite térmico da armadura, a tensão será mantida constante.  
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Fig. 5.29 - Curva de capabilidade da UG06 com restrição da corrente da armadura 

Conforme figura 5.29, a curva de limite térmico da armadura é a mais impactada devido à 

variação de corrente na armadura, resultando assim na variação da potência aparente. 

Constata-se uma pequena variação na curva do limite térmico do rotor e a influência da 

curva de limite prático de estabilidade para rotação acima 1,03 pu.  

A implementação no código Python da restrição de corrente na curva da armadura 

encontra-se no Apêndice L2 

4º caso:  Influência das perdas na curva de capabilidade tridimensional 

A construção da curva de capabilidade para a faixa de frequência de 0,93 a 1,07 pu, foi 

realizada com a variação de Xd, Xq e variando curva de limite térmico da armadura S em 

função das perdas. Neste caso, o impacto das perdas ocorrerá na componente potência 

ativa conforme equação:   

𝑃 = 1 − (𝑘଴ + 𝑘ଵ𝑓 + 𝑘ଶ𝑓ଵ,ସ + 𝑘ଷ𝑓ଷ) (5.17) 
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Onde os valores de k0, k1, k2 e k3 foram extraídos das medições e simulações abordadas no 

item 5.1.4. A implementação das perdas no código Python encontra-se no anexo L3. 

 A figura 5.30 apresenta a curva de capabilidade e a influência das perdas em função da 

rotação. Para efeito de análise da curva de limite térmico da armadura, a tensão foi 

mantida constante.  

 

Fig. 5.30 - Curva de capabilidade da UG06 considerando as perdas em função da rotação 

 

Nesta condição, verifica-se uma redução da potência ativa com valor máximo ligeiramente 

abaixo de 1,0 pu. Também é perceptível na curva de limite térmico de temperatura, a 

manutenção da potência reativa no eixo Q no valor de - 1,0, mostrando a influência das 

perdas somente na potência ativa. Vale destacar que a análise no eixo Q é somente possível 

para casos que não ocorrem a influência da curva de excitação mínima e da curva de limite 

de estabilidade. 
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5.2.8 Construção da curva de capabilidade da UG02 da UHE Batalha 

Para unidade 02 da UHE Batalha  com potência aparente   S= 29 MVA e reatâncias Xd= 0,98 

e Xq=0,70 foram construídas curvas em 3D  nas seguintes condições: variando-se as 

reatâncias, a tensão terminal e a corrente da armadura em função da rotação entre 0,9 a 

1,1 pu. 

A curva de capabilidade da UG02 utilizada em condições nominais é apresentada no 

Apêndice J. 

1º  caso: com tensão constante e variando a Xd, Xq em função da rotação.  

A fig 5.31 representa a curva de capabilidade tridimensional da UG02 da  UHE Batalha com 

tensão constante e variando a Xd, Xq em função da rotação. 

 

Fig. 5.31 - Curva de capabilidade 3D da UG02 com Xd e Xq em função da rotação 

Os geradores da UHE Batalha, possuem o valor de Xd ligeiramente abaixo de 1,0 pu, e a 

curva de excitação mínima começa a se manifestar entre os limites operacionais para a 
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rotação próxima de 1,0 pu. É possível observar a transição das influências da curva do limite 

de estabilidade e limite térmico da armadura para rotação próxima a 0,925 pu. 

2o caso: variando Xd, Xq e tensão terminal em função da rotação 

A fig 5.32 representa a curva de capabilidade tridimensional da UG02 da UHE Batalha   

variando a Xd, Xq e a tensão terminal em função da rotação. 

 

 

Fig. 5.32 - Curva de capabilidade 3D da UG02 da UHE Batalha com Xd e Xq  e tensão terminal 
função da rotação 

Constata-se neste caso, que com a variação de tensão e da rotação, a curva de excitação 

mínima não faz interseção com as curvas de limites operacionais, prevalecendo a curva de 

limite térmico da armadura. Constata-se a variação do limite térmico do rotor e a curva de 

limite de estabilidade prática presente em toda faixa de rotação em estudo. 
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3º  caso: alterando Xd, Xq  com restrição de corrente em função da rotação. 

A fig 5.33 representa a curva de capabilidade tridimensional da UG02 da UHE Batalha   

variando a Xd, Xq e a corrente da armadura em função da rotação. Devido à restrição de 

vazão de ar nos dutos de ventilação, a corrente da armadura varia conforme equação 

(4.24). Para análise da curva de limite térmico da armadura, a tensão será mantida 

constante.  

 

Fig. 5.33 - Curva de capabilidade 3D da UG02 da UHE Batalha com Xd e Xq  e restrição da corrente 
da armadura em função da rotação 

Semelhante aos casos anteriores, curva de limite térmico da armadura é a mais impactada, 

resultando na variação da potência aparente. 

Também fica evidente a transição das influências de curvas limites de excitação e 

estabilidade, principalmente para rotações menores que 0.975 pu, onde começa a 

predominar a curva do limite térmico da armadura. 
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5.2.9 Construção da curva de capabilidade da UG03 da UHE Marimbondo 

Para unidade 03 da UHE Marimbondo com potencia aparente   S= 190 MVA e reatâncias 

Xd= 1,06 e Xq=0,63 foram construídas curvas em 3D  nas seguintes condições: variando-se 

as reatâncias, a tensão terminal e a corrente da armadura. 

A curva de capabilidade da UG03 utilizada em condições nominais é apresentada no 

Apêndice J. 

Neste item será utilizado um segundo código desenvolvido em Python cujo algoritmo de 

construção das curvas de limites térmico do rotor e limite teórico de estabilidade é baseado 

na aplicação das equações (4.26), (4.27), (4.28) e (4.61). Estas implementações no código 

Python encontram-se nos apêndices L4 e L6. 

 Para a construção da curva de limite prático de estabilidade foram traçadas 10 curvas de 

limaçons fazendo interseção com a curva de limite teórico de estabilidade e utilizado os 

métodos de convergência de Newton Raphson e Richard Brent.  Tais implementações no 

código Python estão anexadas nos apêndices L5 e L7. 

Em seguida a partir da localização dos 10 pontos de interseção com as respectivas curvas 

de limaçons, foi utilizada uma interpolação cúbica utilizando o comando cubicspline para 

ajuste na curva de limite teórico de estabilidade.  Esta rotina implementada no código 

python encontra-se anexa no apêndice L8. 

Este código possibilita visualizar separadamente em 2D detalhes construtivos de cada 

limite da curva de capabilidade conforme figura 5.34. Também foi implementada a função 

de ampliação da curva através do comando zoom_factor, cujo código Python encontra-se 

anexo no Apêndice L9. 

Este cógido em Python também permite o traçado a curva de Capabilidade em 2D 

mostranto os pontos de interseção das curvas limites conforme mostrado na figura 5.35. 

Também é possível utilizar alguns recursos, como seleção de curvas, espessura e cores  das 

linhas.  
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Fig. 5.34 - Curva de capabilidade em 2D mostrando detalhes construtivos 

 

A figura 5.35 apresenta a curva de capabilidade 2D da UG03 da UHE Marimbondo em 

condições nominais. 

 

 

Fig. 5.35 - Curva de capabilidade 2D da UG03 da UHE Marimbondo 
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1º  caso: Construção da curva de capabilidade variando a Xd e Xq de com rotação na faixa 

de 0,9 a 1,1 pu,  mantendo a tensão constante. 

A figura 5.36 apresenta a curva de capabilidade da UG03 da UHE Marimbondo com a 

variação de a Xd e Xq de com rotação na faixa de 0,9 a 1,1 pu.  

Através deste código em Python, é possível alterar a quantidade de curvas geradas, a 

espessura das linhas e assinalar com uma linha de outra cor e espessura a curva com as 

características nominais. 

 

Fig. 5.36 - Curva de capabilidade 3D da UG03 da UHE Marimbondo com Xd e Xq em função da 
rotação 

Os geradores da UHE Marimbondo, possuem o valor de Xd ligeiramente acima de 1,0 pu, o 

que evidencia a presença da curva de excitação mínima na composição da curva de 

capabilidade. É possível notar a transição da influência da curva de excitação mínima para 
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rotações menores que 0,95 pu, e para a curva de limite de estabilidade para rotações 

menores que 1,05 pu. 

Através a figura 5.37 é possível constatar uma discreta variação da curva de limite térmico 

do rotor. Este fato também foi observado na máquina da UHE Furnas conforme elucidado 

na figura 5.27. 

Fig. 5.37 – Variação do limite térmico do rotor 

 

Verifica-se uma pequena variação do limite térmico do rotor através da redução da 

potência reativa Q em função da rotação. 

2º caso: alterando Xd, Xq, com tensão variável para rotação abaixo da nominal e tensão 

constante para rotação acima da nominal 

A figura 5.38 apresenta a curva de capabilidade 3D em função da rotação, com tensão 

variável para rotação abaixo da nominal e tensão constante para rotação acima da nominal. 

Neste caso foi utilizada a variação de -15% a + 10% da rotação nominal e fator de potência 

unitário. A implementação no código Python desta forma de operação, encontra-se anexa 

no Apêndice L10. 
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Fig. 5.38 - Curva de capabilidade da UG06 da UHE Marimbondo com tensão variável para rotação 

abaixo da nominal e tensão constante para rotação acima da nominal. 

 Vale ressaltar que este caso é o que mais se aproxima da operação usual de geradores com 

topologia CFSM, ou seja, com operação no modo VVVF - Variable Voltage Variable 

Frequency para rotações abaixo da nominal e operações com campo enfraquecido para 

rotações acima da nominal. Foi inserida uma curva com linhas na cor vermelha para 

identificara curva nas condições nominal, ou seja, com rotação igual a 1,0 pu.  

 Verifica-se uma significativa influência na curva de excitação mínima e deslocamento no 

eixo Q no sentido da origem à medida que se aumenta a rotação.  Por outro lado, à medida 

que se reduz a rotação, observa o deslocamento da curva de excitação mínima no eixo Q 

no sentido da origem, porém com menor influência. Também é possível verificar a variação 

da curva limite térmico da armadura e limite térmico do rotor para rotações abaixo da 

nominal. 
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3º  caso:  alterando Xd, Xq  com restrição de corrente em função da rotação 

A figura 5.39 representa a curva de capabilidade tridimensional da UG03 da UHE 

Marimbondo   variando a Xd, Xq e a corrente da armadura conforme equação (4.24). Para 

análise da curva de limite térmico da armadura, a tensão será mantida constante.  

 

Fig. 5.39 - Curva de capabilidade da UG03 da UHE Marimbondo com restrição da corrente da 
armadura 

A curva de limite térmico da armadura é a mais impactada devido à variação de corrente 

na armadura, resultando assim na variação da potência aparente. 

Também fica evidente a transição das influências de curvas limites de excitação e 

estabilidade, principalmente para rotações menores que 0,95 pu, onde começa a 

predominar a curva do limite térmico da armadura. 

5.2.10 Construção da curva de capabilidade da UG01 da UHE Baguari 

Para UG01 da UHE Baguari com potencia aparente   S= 39 MVA e reatâncias Xd= 1,124 e 

Xq=0,822 foram construídas curvas em 3D  nas seguintes condições: variando-se as 

reatâncias, a tensão terminal e as perdas em função da rotação. 
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A curva de capabilidade da UG02 utilizada em condições nominais é apresentada no 

Apêndice J. 

A figura 5.40 apresenta detalhes da construção da curva em 2D da UG01 da UHE Baguari 

em condições nominais. Foram selecionadas as curvas de limite térmico da armadura, as 

curvas de limaçon de pascal com excitação constante, o limite teórico de estabilidade e 

limite prático de estabilidade. 

 

Fig. 5.40 – Detalhes construtivos da curva de capabilidade 2D da UG01 da UHE Baguari 

A figura 5.41 apresenta a curva de capabilidade em 2D completa em condições nominais 

utilizando o segundo código mencionado no item 5.2.9.  

 

Fig. 5.41 – Curva de capabilidade 2D da UG01 da UHE Baguari 
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Verifica-se que a curva de capabilidade da figura 5.4.1 está em conformidade com a curva 

fornecida pelo fabricante da máquina, apresentada no Apêndice J. 

1º  caso:  alterando Xd, Xq  e mantendo a tensão constante em função da rotação 

A figura 5.42 apresenta a curva de capabilidade 3D com variação da rotação entre 0,9 a 1,1 

pu com a tensão terminal constante. 

 

Fig. 5.42 – Curva de capabilidade 3D da UHE Baguari com Xd e Xq em função da rotação 

Diferente dos casos anteriores, os geradores da UHE Baguari, possui o valor de Xd maior 

que 1,1 pu e consequentemente as curvas de limite de excitação e limite prático de 

estabilidade se fazem presentes em toda faixa de rotação em estudo. 

2º caso: alterando Xd, Xq , com tensão variável para rotação abaixo da nominal e tensão 

constante para rotação acima da nominal 
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A figura 5.43 apresenta a curva de capabilidade 3D em função da rotação com tensão 

variável para rotação abaixo da nominal e tensão constante para rotação acima da nominal. 

Neste caso foi utilizada a variação de -15 % a + 10 % da rotação e fator de potência unitário. 

 

Fig. 5.43 - Curva de capabilidade 3D da UG01 da UHE Baguari com tensão variável para rotação 
abaixo da nominal e tensão constante para rotação acima da nominal.  

Conforme abordado no item 5.29, este caso é o que mais se aproxima da operação usual 

de geradores com topologia CFSM.  

 Verifica-se uma significativa influência na curva de excitação mínima e deslocamento no 

eixo Q no sentido da origem à medida que se aumenta a rotação ou reduz a rotação. Estes 

deslocamentos ocorrem por razões diferentes, ou seja, quando aumenta a rotação, as 

reatâncias também aumentam e a tensão se mantem constante. Com a redução da 

rotação, as reatâncias reduzem juntamente com a tensão, e o deslocamento da curva de 

excitação mínima ocorre no mesmo sentido, porém com menor diâmetro. Isso se deve aos 
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pontos extremos da curva de saliência no eixo da potência reativa Q depender dos valores 

de Xq e Xd e da tensão elevada ao quadrado (-V2/Xq e -V2/Xd). 

Também é possível verificar a variação da curva limite térmico da armadura, limite térmico 

do rotor e limite prático de estabilidade para rotações abaixo da nominal. 

Para rotações acima da nominal, a curva do limite térmico da armadura permanece 

constante. 

3º caso: Influências das perdas na curva de capabilidade tridimensinal  

A construção da curva de capabilidade para a faixa de frequência de 0,9 a 1,1 pu, será 

realizada com a variação de Xd, Xq e da curva de limite térmico da armadura S em função 

das perdas. Neste caso o impacto das perdas ocorrerá na componente potência ativa, 

conforme equação (5.17). 

 Para efeito de análise da influência das perdas na curva de limite térmico da armadura, a 

tensão foi mantida constante.  

 

 
Fig. 5.44 - Curva de capabilidade da UG01 da UHE Baguari considerando as perdas em função da 

rotação 
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Nesta situação, conforme figura 5.44, constata-se   a redução da potência ativa com valor 

máximo ligeiramente abaixo de 1,0 pu. Não foi possível verificar na curva limite térmico da 

armadura, a manutenção da potência reativa para o valor de 1,0 devido ao valor de Xd 

maior que 1,0 e a prevalência do limite de excitação na interseção da curva limite com o 

eixo Q. 

Para verificar a variação de perdas em função da rotação, faz-se necessária alterar a posição 

do gráfico 

 

Fig. 5.45 – Curva de capabilidade da UG01 da UHE Baguari: Potência ativa versus rotação 

Para a mesma condição é possível identificar o valor máximo de potência ativa abaixo de 

1,0 pu devido às perdas. Também se verifica uma discreta variação da potência ativa em 

função da rotação. 
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CAPÍTULO 6  

 

 

Resultados e Conclusões 

 

O presente trabalho apresentou uma vasta revisão de literatura abordando a operação de 

máquinas de rotação variável em várias configurações destacando suas aplicações e 

benefícios. 

A máquina operando com rotação variável não é mais uma tecnologia em potencial ou uma 

proposta de otimização de aproveitamentos hidráulicos. Trata-se de uma aplicação já 

consolidada em vários países, inclusive já implementada em modernizações de diversas 

usinas reversíveis. 

Também foi realizado um estudo abordando as perdas em máquinas elétricas, 

apresentando uma quantidade significativa de equações para determinação dos diversos 

tipos de perdas bem como o detalhamento das perdas por ventilação, atrito nos mancais e 

perdas adicionais. 

Foi proposta uma metodologia para análise de perdas e limites operacionais envolvendo 

as diferentes formas de construção da curva de capabilidade e os possíveis impactos em 

cada curva limite devido à variação de rotação. 

O estudo de caso foi dividido em duas partes sendo a primeira sobre análise de perdas e a 

segunda sobre a análise dos limites operacionais e a construção da curva de capabilidade 

tri-dimensional para várias condições operativas. 

Em relação as análises de perdas na condição de rotação nominal, estas perdas foram 

determinadas através do método calorimétrico e simuladas para frequências acima e 

abaixo da nominal. Nesta etapa foi utilizada a máquina UG06 da UHE Furnas. 
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As perdas da máquina também foram simuladas através de algoritmos aplicados em 

projetos, utilizando dados construtivos, dimensionais e especificações de materiais e 

catálogos fornecidos por fabricantes. 

Nos resultados encontrados, constatou-se que as perdas por ventilação são mais 

impactadas devido à dependência do valor da frequência elevado ao cubo. 

Verificou-se também o aumento das perdas do ferro em função do aumento da frequência, 

devido à dependência das perdas por histerese diretamente proporcional à frequência e as 

perdas por Foucault dependente da frequência ao quadrado. 

No gráfico tridimensional de eficiência do gerador em função da potência e rotação é 

possível mapear os pontos de operação com o melhor desempenho. Neste caso, foi 

encontrado o desempenho máximo de 98,6 % para a potência nominal e a rotação 10 % 

abaixo da nominal. 

Foram analisadas as influências dos harmônicos de tensão e corrente nas perdas do 

gerador.  Para isto foram simulados casos utilizando valores típicos de harmônicos de 

tensão e corrente considerando uma solução com conversores tiristorizados com 

configurações Back to back e LCC. Como resultado, verificou-se um aumento de 6,5 % nas 

perdas adicionais, 7,5 % nas perdas no ferro e 6,8 % de perdas no cobre. De acordo com os 

resultados encontrados, fica evidente que para a utilização de máquinas operando com 

rotação variável é imperativo a instalação de filtros, conforme abordado no capítulo 5. 

Em outro estudo, foram analisadas as influências da relação V/F variável, e constatou-se 

que as perdas no rotor e as perdas no ferro são maiores para valores de rotação abaixo da 

nominal.  

Com relação as perdas no rotor, considerado a tensão nos terminais constantes, à medida 

que se reduz a rotação da máquina, deverá ocorrer uma compensação no aumento da 

densidade de fluxo e consequentemente do aumento na corrente de campo.  Ressalta-se 

que, as perdas no rotor nestas condições dependem da corrente de excitação de forma 

saturada elevada ao quadrado. 

As perdas no ferro, com a influência da V/F variável, aumentam à medida que se reduz a 

rotação, cujo efeito é contrário de quando se considera a relação V/F constante. 
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Considerando a relação V/F constante nas perdas do ferro, a componente de perdas por 

histerese é proporcional à frequência e as perdas por Foucault é obtida em função da 

frequência ao quadrado. Isto faz com que as perdas no ferro aumentam em função da 

rotação. 

Quando se varia a relação V/F, a frequência deixa de ter o peso predominante na equação 

de perdas no ferro. Apesar das perdas por Foucault obtidas em função da frequência ao 

quadrado, o coeficiente kf é cerca de 500 vezes menor que o kh. Adicionalmente, as 

componentes de perdas por Foucault e histerese dependem da densidade de fluxo B 

elevado ao quadrado, que por sua vez depende da corrente de excitação saturada. Logo, o 

valor da densidade de fluxo ao quadrado tem maior peso que o valor da frequência, 

resultando em maiores perdas para menores rotações. 

Para este caso, o resultado através do gráfico tri-dimensional apontou o melhor 

desempenho próximo a 98,42 % na faixa de frequência entre 58 e 59 Hz e potência próxima 

ao valor nominal. 

Também foi analisado o comportamento das perdas para o caso de restrição de corrente 

da armadura devido à redução de vazão de fluído refrigerante para rotações abaixo da 

nominal. 

Para este estudo, variou-se a corrente da armadura multiplicada pela raiz quadrada da 

rotação. Logo, para rotação abaixo da rotação houve perda de potência e 

consequentemente ganho de potência para rotações acima da nominal. Como resultado, 

para rotação 10 % abaixo da nominal obteve-se um rendimento de 98,6 % e para rotação 

10 % acima da nominal encontrou-se um rendimento de 98,2 %.  Cabe salientar que para 

um entendimento do comportamento do rendimento da máquina sob a restrição de 

corrente, não foi considerado o efeito V/F e consequentemente as perdas por ventilação e 

perdas no ferro foram mais significativas para rotações acima da nominal. 

Um fato relevante a ser considerado é que na prática, a restrição de corrente com base em 

redução de ventilação está na direção oposta aos objetivos da operação com rotação 

variável, ou seja, de ganho de eficiência. Uma máquina que se encontra em operação com 

rotação nominal deve ser avaliada de forma que não haja tal impedimento ou restrição 
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quanto à operação com rotação variável. Para máquinas em modernização ou em 

construção, este fator deve ser também considerado na fase de projeto. 

Na segunda parte do estudo de caso, que envolve a análise de limites operacionais e 

construção das curvas de capabilidade, foram utilizadas unidades geradoras de 04 usinas 

hidrelétricas com diferentes potências e reatâncias síncronas. 

Embora as máquinas de rotação variável na configuração CFSM usualmente são operadas 

com fator de potência unitário, tensão variável e fluxo constante para rotações abaixo da 

nominal e com tensão constante para rotações acima da nominal, foram analisadas 

diversas possibilidades de operação em função da rotação. 

Por questão de acesso às informações operacionais e possibilidade de ensaios, as análises 

da UG06 da UHE Furnas foram mais detalhadas. Para análise dos limites operacionais 

considerou-se algumas condições como aquecimento do rotor, aquecimento da armadura 

e dos mancais. 

Para as unidades geradoras da UHE Marimbondo, UHE Batalha e UHE Baguari foram 

elaboradas as curvas de capabilidade tridimensional com base nos parâmetros levantados 

em comissionamento. 

Para análise de aquecimento do rotor foi utilizado o método de Potier simulando um 

aumento da corrente de campo para compensação da redução da tensão no caso de 

rotações abaixo da nominal. Em seguida foi traçada uma curva de tendência de 

temperatura e estudado o limite operacional com base na elevação de temperatura do 

rotor até o limite estabelecido pela IEC-60034-33. 

Foram verificadas as limitações do sistema de ventilação da máquina e consequente 

limitações da corrente de armadura. 

Também foram analisadas o aquecimento do mancal escora em função da variação da 

velocidade. 

A elevação de temperatura do estator e rotor também foram analisadas através de 

simulações com base em algoritmos utilizados em projetos de máquinas.  
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De posse de todos as informações definiu-se a variação de rotação da UG06 da UHE Furnas 

em ± 7 % da rotação nominal. 

Para a construção da curva de capabilidade em tridimensional foi utilizado um algoritmo 

em Python primeiramente desenvolvido para a construção da curva convencional e em 

seguida foram implementadas algumas rotinas com a variação das grandezas, como 

tensão, corrente, Xq e Xd. O modelo foi testado para várias máquinas de diferentes 

potências e parâmetros. 

No primeiro caso foi construída uma curva de capabilidade tridimensional variando a 

rotação, os parâmetros Xd e Xq e mantendo a tensão nominal. Constatou-se variações nas 

curvas de excitação mínima, limite estabilidade e aquecimento do rotor. À medida que se 

reduz a rotação, a curva de saliência e limite de estabilidade se afastam do ponto de origem 

no eixo Q e consequentemente ocorre o aumento a corrente de excitação e uma discreta 

redução o limite térmico do rotor. 

No caso específico da UG06 da UHE Furnas com o valor de Xd menor que 1,0 pu, 

predominou-se o limite térmico da armadura sobre o limite prático de estabilidade e curva 

de excitação mínima. Na curva de capabilidade tridimensional verificou-se apenas a 

variação do limite de temperatura do rotor devido a compensação da corrente de excitação 

para manter constante o valor da tensão nos terminais. 

Para a Unidade geradora da UHE Baguari com Xd maior que 1,0 foi possível verificar as 

variações do limite de excitação e estabilidade, bem como a variação do limite térmico do 

rotor. 

Para as unidades geradoras de Marimbondo, UHE Batalha com Xd próximo a 1 pu, foi 

possível verificar a transição do formato da curva de capabilidade, onde em determinadas 

rotações predominava as curvas de limite de excitação e estabilidade e em outras situações 

predominava a curva de limite térmico da armadura. 

No segundo caso, a curvas de capabilidade foram construídas, variando os parâmetros Xq 

e Xd e a tensão nos terminais da máquina. 



191 
 

Para a UG06 da UHE Furnas com Xd menor que 1,0 pu, continua a predominância da curva 

do limite térmico da armadura sobre o limite prático de estabilidade e curva de excitação 

mínima. 

Entretanto é perceptível a variação da curva de limite térmico da armadura em função da 

variação de tensão. Embora não ocorra compensação da corrente de excitação, nota-se 

também a variação da curva de limite térmico do rotor em função da variação de tensão e 

deslocamento da curva de saliência. 

E para a máquinas da Usina de Batalha, com a variação dos parâmetros Xd e Xq e da tensão, 

verifica-se uma variação expressiva nas curvas de excitação mínima, e limite térmico do 

rotor, além da curva de limite de temperatura da armadura. 

Fica explicito o efeito de deslocando da curva de saliência em sentido contrário quando 

comparado ao caso da variação de Xd e Xq com tensão constante. Isso se deve aos pontos 

extremos da curva de saliência no eixo Q depender dos valores de Xq e Xd e da tensão 

variável elevada ao quadrado. 

Para as Usinas de Marimbondo e Baguari foram construídas curvas 3D com tensão variável 

para rotação abaixo da nominal e tensão constante para rotação acima da nominal. 

Também foi simulada a variação de -15 % a + 10 % da rotação nominal e fator de potência 

unitário.  

Vale destacar que este modo de operação é o que mais se aproxima da operação usual de 

geradores com topologia CFSM, ou seja, com operação no modo VVFV para rotações abaixo 

da nominal e operações com campo enfraquecido para rotações acima da nominal. De fato, 

nesta configuração, o sistema de excitação opera dentro dos limites nominais e não há 

interação do sistema AVR com a rede, ou seja, o controle de tensão é realizado pelo sistema 

conversor.  

 Verifica-se ainda para este caso, uma significativa influência na curva de excitação mínima 

e deslocamento no eixo Q no sentido da origem à medida que se aumenta a rotação.  Por 

outro lado, à medida que se reduz a rotação, observa o deslocamento da curva de excitação 

mínima no eixo Q no sentido da origem, porém com menor influência. Também é possível 
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verificar a variação da curva limite térmico da armadura e limite térmico do rotor para 

rotações abaixo da nominal. 

Na terceira situação, as curvas foram elaboradas variando os parâmetros Xd e Xq com 

limitações de corrente na armadura. Como resultado houve alterações na curva de 

aquecimento da armadura com aumento ou redução da potência ativa em função da 

rotação. De fato, a variação da rotação exerce influência na elevação de temperatura da 

armadura e do rotor para máquinas com ventiladores radiais. Vários trabalhos vêm sendo 

publicados enfatizando estas restrições.  

De ordem prática, não é usual a restrição de corrente da armadura em função da 

ventilação, cuja condição vai na direção oposta aos objetivos operação de máquinas com 

rotação variável. Entretanto, esta condição, apesar do impacto direto no fornecimento de 

potência ativa, pode ser avaliada em casos específicos de otimização de reservatórios 

deplecionados, cuja operação poderá afetar as regiões estabilidade hidráulica e cavitação 

da turbina.  Tal estudo foi apresentado como complemento, com objetivo de mostrar o 

comportamento da curva de capabilidade em três dimensões com as restrições de corrente 

na armadura. De qualquer forma, o sistema de ventilação das máquinas que se encontram 

em operação com rotação fixa deve ser criteriosamente avaliado para a condição de 

variação da rotação. No caso de máquinas em processo de modernização ou em fase de 

projeto, certamente são consideradas variações no sistema de ventilação e não cabem tais 

restrições. 

Na quarta condição, foram construídas curvas de capabilidade tridimensionais variando os 

parâmetros Xd, Xq e incluindo as perdas em função da rotação.  No algoritmo ou código foi 

incluída na curva de limite térmico da armadura, uma equação em função da rotação 

subtraindo as perdas da potência ativa. Como resultado, para a UG06 da UHE Furnas foi 

constatada uma pequena redução da potência ativa e a manutenção da potência reativa 

no valor de -1,0 pu no eixo Q na condição subexcitada. 

Para a UG01 da UHE Baguari, também foi identificada a redução da potência ativa em 

função das perdas. Entretanto, não foi possível verificar na curva limite térmico da 

armadura o valor fixo de potência reativa em -1,0 pu devido à prevalência do limite de 

excitação na interseção da curva limite com o eixo da abcissa Q.  
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Em suma, entende-se que o trabalho atendeu as expectativas no que tange a possibilidade 

de avaliação das perdas, e limites operacionais, trazendo como contribuições o 

mapeamento da eficiência e curvas de capabilidade de máquinas síncronas operando com 

rotação variável em três dimensões.  Dentre as principais vantagens destacam-se a 

acessibilidade e praticidade da metodologia bem como a possibilidade de aplicação 

imediata, haja visto a consolidação da operação com rotação variável e a quantidade de 

linhas de transmissão em HVDC operando dentro e fora do país. 

Como limitações da metodologia, verificou-se que para a análise das perdas, a curva de 

capabilidade não constitui uma ferramenta adequada. Para valores de tensão nos terminais 

e potência ativa próximos a 1,0 pu, as perdas no mesmo gráfico tornam-se pouco 

representativas, inviabilizando qualquer análise para valores de perdas da ordem de 0,012 

a 0,016 pu. 

Apesar das estimativas de corrente de excitação realizadas pelos métodos e Anderson e 

Potier, a curva de capabilidade é limitada para análises mais detalhadas concernentes ao 

efeito de saturação. No caso de máquinas com rotação variável, devido ao modo de 

operação, esta análise não   apresentou impacto nos resultados. 

Para trabalhos futuros sugerem-se estudos, através de ferramentas computacionais, sobre 

as influências do efeito V/F nas perdas da máquina e na operação de máquinas na topologia 

CFSM. Propõe-se também uma análise técnica-econômica relacionada à construção de 

máquinas operando com rotação variável com fator de potência unitário. 

Para a avaliação de perdas recomenda-se estudos da influência da variação da rotação nas 

perdas no ferro utilizando a metodologia de elementos finitos e para os mancais, sugere-

se estudos do comportamento da pressão, espessura de filme e temperatura de óleo 

lubrificante utilizando a análise CFD. 

Também sugere-se estudos mais aprofundados relacionados a estabilidade, análise de 

parâmetros transitórios e limitações de sistemas de controle de tensão para máquinas na 

configuração CFSM. 
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8.0 Apêndices  

Apêndice A – Ensaio de perdas na UG06 – UHE Furnas 

A1. Resumo das Perdas  
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A2. Ensaios de perdas da UG06: Medições em campo 
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Apêndice B – Medição da resistência Ohmica dos enrolamentos do estator 

UG06 – UHE Furnas  

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



214 
 

Apêndice C – Medição da resitência Ohmica do rotor 

UG06 – UHE Furnas 
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Apêndice D – Simulação das perdas na rotação nominal 

------------------------------------DADOS DE ENTRADA---------------------------- 
Potência Nominal    [kVA]    160000       Tensão nominal       [kV]        15.00 
Fator de potência   [-]       0.950       Rotação nominal      [rpm]      150.00 
Momento inércia (J) [T.m2]     6525       Rotação disparo      [rpm]      282.00 
H const de inércia  [s]       5.031       Número de polos      [-]            48 
 
 
------------------------------------NÚCLEO DO ESTATOR--------------------------- 
Diâmetro interno    [mm]     9500.0       Diâmetro externo     [mm]      10300.0 
Comprimento núcleo  [mm]     1760.0       Altura da cunha      [mm]        11.50 
Número dutos vent   [-]          49       Largura duto vent    [mm]         6.00 
Altura Yoke         [mm]      241.0       Altura ranhura       [mm]        147.5 
Largura da ranhura  [mm]       23.9       Número ranhuras      [-]           468 
Tipo chapa silicio  [W/kg]     2.70       Espessura chapa      [mm]         0.50 
 
 
------------------------------------ENROLAMENTO DO ESTATOR --------------------- 
Número de camadas   [-]           2       Espiras por barra    [-]             1 
Circuitos paralelos [-]           3       Passo enrolamento    [-]             9 
Número de fios      [-]          54       Largura fio          [mm]         7.70 
Espessura fio       [mm]       1.80       Raio fio             [mm]         0.65 
Isolação principal  [mm]       3.40       Isolação fio         [mm]         0.10 
Separador camada    [mm]       7.00       Espessura cunha      [mm]         5.00 
 
 
------------------------------------POLOS--------------------------------------- 
Entreferro          [mm]      27.00       Entreferro máximo    [mm]        33.70 
Largura sapata polo [mm]     460.00       Larg. núcleo polo    [mm]       320.00 
Comprimento sapata  [mm]    1760.00       Comprimento núcleo   [mm]      1820.00 
Altura sapata       [mm]      68.00       Altura núcleo        [mm]       210.00 
Espess chapa polo   [mm]       1.50       Espess colar isol sup[mm]         6.00 
Num espiras normais [-]       23.00       Num espiras refrig   [-]         10.00 
Espess espira normal[mm]       5.00       Espess espira refrig [mm]         5.00 
Larg espira normal  [mm]      80.00       Larg espira refriger [mm]        90.00 
Núm barras amortec  [-]           8       Diâm. barra amortec  [mm]        20.00 
Passo amortecedor   [mm]      53.80       Seção segm amortec   [mm2]      800.00 
 
 
------------------------------------ANEL MAGNÉTICO------------------------------ 
Diâm ext. coroa rot [mm]    8892.00       Comprim coroa rotor  [mm]      1800.00 
Alt Radial coroa rot[mm]     710.00       Num segm coroa/volta [-]         12.00 
 
 

------------------------------DADOS PRINCIPAIS DE SAIDA------------------------- 
Potência Nominal    [kVA]    160000       Tensão nominal       [kV]        15.00 
Fator de potência   [-]       0.950       Rotação nominal      [rpm]      150.00 
Momento inércia (J) [T.m2]     6525       Rotação disparo      [rpm]      282.00 
H const de inércia  [s]       5.031       Número de polos      [-]            48 
 
Fator aproveitamento[-]        6.72       Intens linear corrent[A/mm]      64.38 
Dens corrente barra [-]       2.816       Capa de corrente     [A2/mm3]   181.32 
Relação D/L         [-]       5.398       q num.ranh.polo fase [-]   3 + 1 / 4 
Fator enrolamento 1h[-]     0.94822       Fator enrolamento 3h [-]      -0.59670 
Corrente nominal    [A]      6158.4       Corrente por barra   [mm]       2052.8 
Veloc perif nominal [m/s]      74.6       Veloc perif disparo  [m/s]       140.3 
bps/Tps             [-]       0.740       Entref max/nom       [-]         1.248 
 
 
------------------------------------NÚCLEO DO ESTATOR--------------------------- 
Diâmetro interno    [mm]     9500.0       Diâmetro externo     [mm]      10300.0 
Comprimento núcleo  [mm]     1760.0       Altura da cunha      [mm]        11.50 
Comp efetivo núcleo [mm]     1392.7       Passo de ranhura     [mm]        63.77 
Número seg volta    [mm]      31.20       Largura segmento     [mm]      1035.38 
Número dutos vent   [-]          49       Largura duto vent    [mm]         6.00 
Altura Yoke         [mm]     241.00       Altura ranhura       [mm]       147.50 
Largura da ranhura  [mm]      23.90       Número ranhuras      [-]           468 



216 
 

Tipo chapa silicio  [W/kg]     2.70       Espessura chapa      [mm]         0.50 
 
------------------------------------ENROLAMENTO DO ESTATOR --------------------- 
Número de camadas   [-]           2       Espiras por barra    [-]             1 
Circuitos paralelos [-]           3       Passo enrolamento    [-]             9 
Número de fios      [-]          54       Largura fio          [mm]         7.70 
Espessura fio       [mm]       1.80       Raio fio             [mm]         0.65 
Isolação principal  [mm]       3.40       Isolação fio         [mm]         0.10 
Separador camada    [mm]       7.00       Espessura cunha      [mm]         5.00 
Seção do fio        [mm2]    13.497       Seção da barra/bobina[mm2]      728.86 
Larg barra isolada  [mm]      23.70       Altura barra isolada [mm]        64.00 
Comprimento barra   [mm]    3010.00       Compr total conexões [m]        120.00 
Kmax                [-]        1.51       KN                   [-]          1.17 
K fator CC/AC       [-]      1.1006       Resist 20oC por fase [ohm]    0.002618 
Resist Tref p/ fase [ohm]  0.003184       Temp referência Tref [oC]           75 
 
 
------------------------------------POLOS DO ROTOR ----------------------------- 
Entreferro          [mm]      27.00       Entreferro máximo    [mm]        33.70 
Largura sapata polo [mm]     460.00       Larg. núcleo polo    [mm]       320.00 
Comprimento sapata  [mm]    1760.00       Comprimento núcleo   [mm]      1820.00 
Altura sapata       [mm]      68.00       Altura núcleo        [mm]       210.00 
Espess chapa polo   [mm]       1.50       Espess colar isol sup[mm]         6.00 
Tipo de espiras     [-]           0       Passo polar          [-]        621.77 
Num espiras normais [-]       23.00       Num espiras refrig   [-]         10.00 
Espess espira normal[mm]       5.00       Espess espira refrig [mm]         5.00 
Larg espira normal  [mm]      80.00       Larg espira refriger [mm]        90.00 
Núm barras amortec  [-]           8       Diâm. barra amortec  [mm]        20.00 
Passo amortecedor   [mm]      53.80       Seção segm amortec   [mm2]      800.00 
Dispersão polo vazio[-]       1.238       Dispersão polo carga [-]         1.373 
Seção espira normal [mm2]   399.000       Seção espira refriger[mm2]     449.000 
Dens corr esp normal[A/mm2]   2.408       Dens corr esp refrig [-]         2.140 
Resistência 20 oC   [ohm]  0.312942       Resist Temp Refêrenc [oC]     0.380572 
Dist espiras refrig [mm]       75.0       Temp referência Tref [oC]           75 
 
------------------------------------ANEL MAGNÉTICO------------------------------ 
Diâm ext. coroa rot [mm]    8892.00       Comprim coroa rotor  [mm]      1800.00 
Alt Radial coroa rot[mm]     710.00       Num segm coroa/volta [-]         12.00 
 
 
 
--------------CIRCUITO MAGNÉTICO - INDUÇÃO E FMM A VAZIO------------------------ 
                        Indução [T]                                    FMM [A.E]     
Entreferro                   0.8442                                     38719.97 
Dente mínimo                 1.7015 
Dente médio                  1.6603                                      1422.20 
Dente máximo                 1.6210 
Coroa                        1.0183                                        53.63 
Entreferro polo/anel                                                      471.84 
Polo                         1.4823                                      1125.43 
TOTAL                                                                   41793.07 
Corrente de excitação a vazio             [A]                             633.23 
Corrente de excitação do entreferro       [A]                             591.67 
Corrente de excitação em curto circuito   [A]                             504.44 
Indice de Saturação                       [-]                               1.07 
 
--------------CIRCUITO MAGNÉTICO - INDUÇÃO E FMM EM CARGA----------------------- 
                        Indução [T]                                    FMM [A.E]     
Entreferro                   0.8051                                     36925.33 
Dente mínimo                 1.6227 
Dente médio                  1.5833                                       817.48 
Dente máximo                 1.5459 
Coroa                        0.9711                                       494.32 
Reação da armadura                                                      21957.66 
Entreferro polo/anel                                                      499.26 
Polo                         1.5685                                      1480.92 
Acréscimo (tol)                                                          1243.50 
TOTAL                                                                   63418.47 
Corrente de excitação em carga [A]                                        960.89 
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---------------------------------REATÂNCIAS [pu]-------------------------------- 
           EIXO DIRETO                                     EIXO QUADRATURA 
NÃO SATURADO      SATURADO                      NÃO SATURADO      SATURADO 
Xdu   = 0.8526    Xds   = 0.7966                Xqu   = 0.6357    Xqs   = 0.5940 
X'du  = 0.2829    X'ds  = 0.2736 
X"du  = 0.1954    X"ds  = 0.1661                X"qu  = 0.1938    X"qs  = 0.1822 
                                                Dispersão 
X2    = 0.1946    X2    = 0.1741                XB    = 0.1141 
X0    = 0.1202    X0    = 0.1022                XST   = 0.1192 
                                                XSX   = 0.1420 
 
------------------------------CONSTANTES DE TEMPO [s]----------------------------- 
T'do  =   5.38    T'd   = 1.8468                T"qo  = 0.3586  
T"do  =   0.12    T"d   = 0.0839                T"q   = 0.1094 
 
 
------------------------------PERDAS E RENDIMENTO-------------------------------- 
                                                PERDAS [kW] 
Perdas Ferro                                 =       477.17 
Perdas I2R estator a  75 oC                  =       362.25 
Perdas Adionais                              =       289.08 
Perdas I2R rotor a  75 oC                    =       354.93 
Perdas Excitação                             =        35.49 
Perdas Ventilação                            =       608.97 
Perdas Mancal                                =       168.00 
Perdas TOTAL                                 =      2295.89 
RENDIMENTO                                   =       98.512 % 
------------------------------RENDIMENTO PONDERADO---------------------------------- 
   carga      If      Wi     Pfe  Pcuest   Padic  Pcurot    Pexc   Pvent Pmancal   Total    
Rend 
    [pu]     [A]     [-]    [kW]    [kW]    [kW]    [kW]    [kW]    [kW]    [kW]    [kW]     
[%] 
    1.00  960.89  100.00  477.17  362.25  289.08  354.93   35.49  608.97  168.00 2295.89   
98.51 
    1.00  960.89    0.00  477.17  362.25  289.08  354.93   35.49  608.97  168.00 2295.89   
98.51 
   Rendimento médio ponderado                                                             
98.512 
 
 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



218 
 

Apêndice E – Simulação de perdas com rotação variável utilizando 
parâmetros de projeto. 

 

E1. Rotação 138 rpm 

------------------------------------DADOS DE ENTRADA---------------------------- 
Potência Nominal    [kVA]    160000       Tensão nominal       [kV]        15.00 
Fator de potência   [-]       0.950       Rotação nominal      [rpm]      138.00 
Momento inércia (J) [T.m2]     6525       Rotação disparo      [rpm]      282.00 
H const de inércia  [s]       4.258       Número de polos      [-]            48 
 
 
 
------------------------------PERDAS E RENDIMENTO-------------------------------- 
                                                PERDAS [kW] 
Perdas Ferro                                 =       551.41 
Perdas I2R estator a  75 oC                  =       362.25 
Perdas Adionais                              =       263.10 
Perdas I2R rotor a  75 oC                    =       416.17 
Perdas Excitação                             =        41.62 
Perdas Ventilação                            =       474.19 
Perdas Mancal                                =       131.00 
Perdas TOTAL                                 =      2239.74 
RENDIMENTO                                   =       98.548 % 

 

 

 

E2. Rotação 139,5 rpm 

------------------------------------DADOS DE ENTRADA---------------------------- 
Potência Nominal    [kVA]    160000       Tensão nominal       [kV]        15.00 
Fator de potência   [-]       0.950       Rotação nominal      [rpm]      139.50 
Momento inércia (J) [T.m2]     6525       Rotação disparo      [rpm]      282.00 
H const de inércia  [s]       4.351       Número de polos      [-]            48 
 
 
 
------------------------------PERDAS E RENDIMENTO-------------------------------- 
                                                PERDAS [kW] 
Perdas Ferro                                 =       541.26 
Perdas I2R estator a  75 oC                  =       362.25 
Perdas Adionais                              =       266.32 
Perdas I2R rotor a  75 oC                    =       406.20 
Perdas Excitação                             =        40.62 
Perdas Ventilação                            =       489.84 
Perdas Mancal                                =       135.00 
Perdas TOTAL                                 =      2241.49 
RENDIMENTO                                   =       98.547 % 
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E3. Rotação 141 rpm 

------------------------------------DADOS DE ENTRADA---------------------------- 
Potência Nominal    [kVA]    160000       Tensão nominal       [kV]        15.00 
Fator de potência   [-]       0.950       Rotação nominal      [rpm]      141.00 
Momento inércia (J) [T.m2]     6525       Rotação disparo      [rpm]      282.00 
H const de inércia  [s]       4.446       Número de polos      [-]            48 
 
 
 
 
------------------------------PERDAS E RENDIMENTO-------------------------------- 
                                                PERDAS [kW] 
Perdas Ferro                                 =       531.69 
Perdas I2R estator a  75 oC                  =       362.25 
Perdas Adionais                              =       269.55 
Perdas I2R rotor a  75 oC                    =       396.79 
Perdas Excitação                             =        39.68 
Perdas Ventilação                            =       505.70 
Perdas Mancal                                =       140.00 
Perdas TOTAL                                 =      2245.66 
RENDIMENTO                                   =       98.544 % 
 
 
 
 
 
 
E4. Rotação 159 rpm 
 
------------------------------------DADOS DE ENTRADA---------------------------- 
Potência Nominal    [kVA]    160000       Tensão nominal       [kV]        15.00 
Fator de potência   [-]       0.950       Rotação nominal      [rpm]      159.00 
Momento inércia (J) [T.m2]     6525       Rotação disparo      [rpm]      282.00 
H const de inércia  [s]       5.653       Número de polos      [-]            48 
 
 
 
 
------------------------------PERDAS E RENDIMENTO-------------------------------- 
                                                PERDAS [kW] 
Perdas Ferro                                 =       427.62 
Perdas I2R estator a  75 oC                  =       362.25 
Perdas Adionais                              =       308.89 
Perdas I2R rotor a  75 oC                    =       325.78 
Perdas Excitação                             =        32.58 
Perdas Ventilação                            =       725.29 
Perdas Mancal                                =       200.00 
Perdas TOTAL                                 =      2382.41 
RENDIMENTO                                   =       98.457 % 
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Apêndice F: Levantamento da curva de saturação em curto circuito 
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Apêndice G - Levantamento da curva de saturação 
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Apêndice H – Curva de saturação a vazio: determinação de Xd 
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Apêndice I - Simulação de elevação de temperaturas 

I.1 entrada de dados 

***************************************************************************      
        *                                                                         
*      
        ***                TR100 - PROGRAMA DE CALCULO DE TEMPERATURAS          
***      
        *                                                                         
*      
        
***************************************************************************      
 
 
        CLIENT = RS                                                              
        INSTAL = FURNAS                                                          
        TIPO   = SAV 950 / 176 / 48                                              
        DATA   = 20/11/2023                                                      
        AUTOR  = MAURO                                                           
        OBS1   = CALCULO PARA TRABALHO RS                                        
        OBS2   = ELEVACOES DE TEMPERATURA                                        
 
        POTENC =  160000. * POTENCIA NOMINAL [KVA]                                     
        UN     =   15000. * TENSAO NOMINAL [V]                                         
        F      =     60.0 * FREQUENCIA NOMINAL [HZ]                                    
        ROT    =    150.0 * ROTACAO NOMINAL [RPM]                                      
        D      =    9500. * DIAMETRO INTERNO DO ESTATOR [MM]                           
        LFE    =    1760. * COMPRIMENTO TOTAL DO NUCLEO DO ESTATOR [MM]                
        HJ     =    241.0 * ESPESSURA RADIAL DO NUCLEO DO ESTATOR [MM]                 
        FEMP   =    0.950 * FATOR DE EMPILHAMENTO DO NUCLEO                            
        ANZ    =     468. * NUMERO DE RANHURAS DO ESTATOR                              
        BN     =     23.9 * LARGURA DA RANHURA [MM]                                    
        HN     =    147.5 * PROFUNDIDADE DA RANHURA [MM]                               
        FR11   =     1.00 * RELACAO ENTRE ABERTURA/LARGURA DA RANHURA                  
        FR12   =      1.0 * FATOR AUMENTO TRANSMISSAO CALOR PELA CUNHA (1/50)          
        ZSS    =      49. * NUMERO DE DUTOS DE VENTILACAO                              
        BSS    =      6.0 * LARGURA DOS DUTOS DE VENTILACAO [MM]                       
        ZE     =       2. * NUMERO DE ESPACADORES POR DENTE                            
        QE     =   19.000 * AREA DE UM ESPACADOR [MM2]                                 
        DIK    =      9.0 * ESPESSURA DA CUNHA DE FECHAMENTO DA RANHURA [MM]           
        DIJ    =      7.0 * ESPESSURA DO SEPARADOR ENTRE BARRAS [MM]                   
        HOI    =     64.3 * ALTURA DA BARRA SUPERIOR ISOLADA [MM]                      
        HUI    =     64.3 * ALTURA DA BARRA INFERIOR ISOLADA [MM]                      
        X1     =      54. * NUMERO DE FIOS NA BARRA SUPERIOR                           
        X2     =      54. * NUMERO DE FIOS NA BARRA INFERIOR                           
        FF1    =       7. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 1                           
        FF2    =       7. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 2                           
        FF3    =       7. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 3                           
        FF4    =       6. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 4                           
        FF5    =       7. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 5                           
        FF6    =       7. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 6                           
        FF7    =       7. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 7                           
        FF8    =       6. * NUMERO DE PARES FIOS NA REGIAO 8                           
        B1     =     7.70 * LARGURA DO FIO DA BARRA SUPERIOR [MM]                      
        B2     =     7.70 * LARGURA DO FIO DA BARRA INFERIOR [MM]                      
        H1     =     1.80 * ESPESSURA DO FIO DA BARRA SUPERIOR [MM]                    
        H2     =     1.80 * ESPESSURA DO FIO DA BARRA INFERIOR [MM]                    
        R1     =     0.65 * RAIO DE CANTO DO FIO DA BARRA SUPERIOR [MM]                
        R2     =     0.65 * RAIO DE CANTO DO FIO DA BARRA INFERIOR [MM]                
        DIS    =     3.40 * ESPESSURA DA ISOLACAO PRINCIPAL [MM]                       
        DC     =     0.15 * ESPESSURA DO PROTECAO ANTI CORONA [MM]                     
        DXX    =     2.10 * ESPESSURA DO CALCO ENTRE A CUNHA/BARRA SUP.[MM]            
        A1     =       3. * NUMERO DE CIRCUITOS PARALELOS                              
1 
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***************************************************************************      
        *                                                                         
*      
        ***                TR100 - PROGRAMA DE CALCULO DE TEMPERATURAS          
***      
        *                                                                         
*      
        
***************************************************************************      
 
        QAR    =     95.0 * VAZAO TOTAL DE AR DE REFRIGERACAO [M3/S]                   
        FSS    =    0.768 * PARCELA DE AR PARA O NUCLEO DO ESTATOR                     
        FATK   =   1050.0 * CALOR ESPECIFICO X DENSIDADE DO AR [W.S/M3/K]              
        TLEIN  =     40.0 * TEMPERATURA DO AR FRIO [C]                                 
        TETAX  =     23.4 * ELEVACAO DE TEMPERATURA TOTAL DO AR [C]                    
        DTRO   =     16.5 * ELEV.TEMP.AR ATE ENTRADA NO ESTATOR [K]                    
        PZZ    =    265.2 * PERDAS NO DENTE DO NUCLEO ESTATOR [KW]                     
        PJJ    =    206.2 * PERDAS NA COROA DO NUCLEO ESTATOR [KW]                     
        PZUS   =      36. * PERDAS ADICIONAIS-PARTE RETA BARRAS/BOBINAS [KW]           
        WLI    =    0.210 * CONDUTIBIL.TERMICA ISOLACAO PRINCIPAL [W/M/C]              
        WLL    =   13.000 * CONDUTIBIL.TERMICA CHAPA-LONGITUDINAL [W/M/C]              
        WLQ    =    3.230 * CONDUTIBIL.TERMICA CHAPA-TRANSVERSAL  [W/M/C]              
        WLC    =  375.000 * CONDUTIBIL.TERMICA DO COBRE [W/M/C]                        
        RCAMPO =   0.3804 * RESISTENCIA ROTOR A 75 C [OHMS]                            
        TCAL   =     120. * TEMPERATURA MAXIMA DO ROTOR [C]                            
        CEX    =     961. * CORRENTE DE EXCITACAO [A]                                  
        CROT   =     150. * COEF.DE TRANSMISSAO DE CALOR [CM2*C/W]                     
        SREF   =   82.780 * SUPERFICIE DE REFRIGERACAO DO POLO [M2]                    
        DTROR  =      6.5 * ELEVACAO TEMPERATURA AR-ENTRADA NA MAQUINA [K]             
1 
 
        
***************************************************************************      
        *                                                                         
*      
        ***                TR100 - PROGRAMA DE CALCULO DE TEMPERATURAS          
***      
        *                                                                         
*      
        
***************************************************************************      
 
          J       DTAR       DTZ      DTCU       DTJ       DTJ        DT 
                    AR     DENTE     COBRE          COROA        CUNHA E 
                                                MEIO     COSTA       RTD 
 
           1      16.9      37.1      59.7      30.4      29.3      35.6 
 
           2      17.5      39.0      62.4      30.4      29.3      50.5 
 
           3      18.0      40.2      62.4 
 
           4      18.5      40.7      60.5 
 
           5      19.1      40.9      59.6 
 
           6      19.6      41.3      59.7 
 
           7      20.1      41.3      57.3 
 
           8      20.7      40.9      51.9 
 
           9      21.2      40.1 
 
          10      21.8      35.6 
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          11      22.3 
 
          12      24.1 
 
          13      25.7 
 
 
 
        COROA (1) NA DIRECAO DA RANHURA E (2) NA DIRECAO DO DENTE 
1 
 
        
***************************************************************************      
        *                                                                         
*      
        ***                TR100 - PROGRAMA DE CALCULO DE TEMPERATURAS          
***      
        *                                                                         
*      
        
***************************************************************************      
 

 
 
 
I.2 Rotação 138 rpm 
 
 
 
        RESULTADOS PRINCIPAIS 
        ********************* 
 
 
        ESTATOR 
 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO MEDIA DOS DENTES      (M/S) =  14.1 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO DA COROA ESTATORICA   (M/S) =   8.0 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO AR                      (K) =  25.2 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA MEDIA DOS DENTES           (K) =  41.0 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,FUNDO DA RANHURA (K) =  41.6 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,MEIO DA COROA    (K) =  32.0 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,NAS COSTAS       (K) =  30.7 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ESTATOR POR RTD   (K) =  51.7 
 
 
 
        ROTOR 
 
        CARGA TERMICA                                  (W/CM2) =0.6064 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ROTOR-RESISTENCIA (C) = 102.7 
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I.3 Rotação 139,5 rpm 
 
RESULTADOS PRINCIPAIS 
        ********************* 
 
 
        ESTATOR 
 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO MEDIA DOS DENTES      (M/S) =  14.3 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO DA COROA ESTATORICA   (M/S) =   8.1 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO AR                      (K) =  24.9 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA MEDIA DOS DENTES           (K) =  40.8 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,FUNDO DA RANHURA (K) =  41.4 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,MEIO DA COROA    (K) =  31.8 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,NAS COSTAS       (K) =  30.5 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ESTATOR POR RTD   (K) =  51.5 
 
 
 
        ROTOR 
 
        CARGA TERMICA                                  (W/CM2) =0.5857 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ROTOR-RESISTENCIA (C) =  98.7 

 
 
I.4 Rotação: 141 rpm 
 
RESULTADOS PRINCIPAIS 
        ********************* 
 
 
        ESTATOR 
 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO MEDIA DOS DENTES      (M/S) =  14.4 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO DA COROA ESTATORICA   (M/S) =   8.2 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO AR                      (K) =  24.6 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA MEDIA DOS DENTES           (K) =  40.3 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,FUNDO DA RANHURA (K) =  41.0 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,MEIO DA COROA    (K) =  31.5 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,NAS COSTAS       (K) =  30.2 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ESTATOR POR RTD   (K) =  50.8 
 
 
 
        ROTOR 
 
        CARGA TERMICA                                  (W/CM2) =0.5663 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ROTOR-RESISTENCIA (C) =  95.0 
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I.5 Rotação: 150 rpm 
 
        RESULTADOS PRINCIPAIS 
        ********************* 
 
 
        ESTATOR 
 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO MEDIA DOS DENTES      (M/S) =  15.3 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO DA COROA ESTATORICA   (M/S) =   8.7 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO AR                      (K) =  23.4 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA MEDIA DOS DENTES           (K) =  39.6 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,FUNDO DA RANHURA (K) =  40.1 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,MEIO DA COROA    (K) =  30.4 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,NAS COSTAS       (K) =  29.3 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ESTATOR POR RTD   (K) =  50.5 
 
 
 
        ROTOR 
 
        CARGA TERMICA                                  (W/CM2) =0.4844 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ROTOR-RESISTENCIA (C) =  79.2 
 
 
 

I.6 Rotação 159 rpm  
 
        RESULTADOS PRINCIPAIS 
        ********************* 
 
 
        ESTATOR 
 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO MEDIA DOS DENTES      (M/S) =  16.2 
 
        VELOCIDADE DO AR NA REGIAO DA COROA ESTATORICA   (M/S) =   9.2 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO AR                      (K) =  22.7 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA MEDIA DOS DENTES           (K) =  38.7 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,FUNDO DA RANHURA (K) =  39.0 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,MEIO DA COROA    (K) =  29.5 
 
        ELEVACAO DE TEMPERATURA DO NUCLEO,NAS COSTAS       (K) =  28.3 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ESTATOR POR RTD   (K) =  49.8 
 
 
 
        ROTOR 
 
        CARGA TERMICA                                  (W/CM2) =0.4316 
 
        ELEVACAO TEMPERATURA ENROLAMENTO ROTOR-RESISTENCIA (C) =  68.8 



228 
 

Apêndice J – Curvas de capabilidade  utilizada pelos agentes 

J.1 UHE Furnas 

S= 160 MVA, Xd= 0,864 e Xq=0,610 

 

J.2 Curva de capabilidade UHE Marimbondo 

S= 190 MVA, Xd= 1,06 e Xq=0,63 
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J.3 Curva de Capabilidade da UHE Batalha 

S= 29 MVA, Xd=0,98 , Xq =0,70 

 

J.4 Curva de Capabilidade de UHE Baguari 

S= 39 MVA, Xd= 1,124 e Xq= 0,822 
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Apêndice K – Código Python utilizado na construção dos gráficos de 
Eficiência 3D 

K.1 Código completo para determinação da eficiência 

import numpy as np 
import matplotlib.pyplot as plt 
from mpl_toolkits.mplot3d import Axes3D 
 
# Definição das faixas de valores para frequência e potência 
f_natural = 60 
f_values = np.linspace(0.9 * f_natural, 1.1 * f_natural, 25) 
P_values = np.linspace(100000, 154000, 25) 
 
# Calcula as perdas da máquina para cada combinação de f e P 
def perdas_gerador(P, f):   
    perdas1 = 580.9                        # Perdas no rotor,excitação                        
e escovas 
    perdas2 = 1.432*(10**-8)*P**2          # Perdas no cobre do estator 
    perdas3 = 2.61*f                       # Perdas nos mancais 
    perdas4 = 3.11*(10**-11)*f**1.4*P**2   # Perdas adicionais 
    perdas5 = 6.21*f + 0.029*f**2          # Perdas no ferro 
    perdas6 = 3.304*(10**-3)*f**3          # Perdas por ventilação 
    return perdas1 + perdas2 + perdas3 + perdas4 + perdas5 + perdas6 
 
# Calculando a eficiência em função de f e P 
e_values = [] 
for P in P_values: 
    row = [] 
    for f in f_values: 
        e = P / (P + perdas_gerador(P, f)) 
        row.append(e) 
    e_values.append(row) 
 
# Convertendo para arrays numpy para adequar em matrizes dimensionais para 
plotar o gráfico 
f_values, P_values = np.meshgrid(f_values, P_values) 
e_values = np.array(e_values) 
e_values = e_values * 100 
 
# Gráfico 3D 
fig = plt.figure() 
ax = fig.add_subplot(111, projection='3d') 
color = 'viridis' 
surf = ax.plot_surface(f_values, P_values, e_values, cmap = color)  
 
# Define o mapa de cores como 'viridis' 
# Adiciona uma barra de cores para indicar os valores 
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fig.colorbar(surf, shrink=0.5, aspect=5, location = 'right', pad = 0.1) 
 
# Definição do título e dos rótulos 
ax.set_xlabel('Frequência (Hz)', labelpad=10) 
ax.set_ylabel('Potência (kW)', labelpad=10) 
ax.set_zlabel('Eficiência %', labelpad=10) 
plt.title('Máquina síncrona: Eficiência em função da Potência e Frequência') 
 
plt.show() 

K.2 Código parcial: Influência da relação V/F variável na eficiência 

# Calcula as perdas da máquina para cada combinação de f e P  
def perdas_gerador(P, f):   
    perdas1 = 39.89                                 # Perdas nas escovas e 
sistema de excitação 
    perdas2 = 1.432*(10**-8)*P**2                   # Perdas no 
cobre do estator 
    perdas3 = 2.61*f                                # Perdas nos mancais 
    perdas4 = 3.304*(10**-3)*f**3                   # Perdas por ventilação 
    perdas5 = 3.11*(10**-11)*f**1.4*P**2            # Perdas adicionais 
    perdas6 = 540.38*((60/f)**2.5)*((f/60)**1.4)    # Perdas no ferro     
    perdas7 = 0.3803*(10**-3)*((969*(2-f/60)*(1+0.0405*(e**(6.226*(1.2-
f/60)))))**2) # Perdas no rotor 
 
    return perdas1 + perdas2 + perdas3 + perdas4 + perdas5 + perdas6 + perdas7 
 

K.3 Código parcial: Influência dos harmônicos na eficiência do gerador 

e_values = [] 
# Calcula as perdas da máquina para cada combinação de f e P 
def perdas_gerador(P, f):   
    perdas1 = 517.7                         # Perdas no rotor, sistema de 
excitação e escovas 
    perdas2 = 1.51*(10**-8)*P**2            # Perdas no cobre do estator 
    perdas3 = 2.61*f                        # Perdas nos mancais 
    perdas4 = 3.54*(10**-11)*f**1.4*P**2    # Perdas adicionais 
    perdas5 = 63.2 + 6.45*f + 0.0395*f**2   # Perdas no ferro 
    perdas6 = 3.304*10**-3*f**3             # Perdas por ventilação 
    return perdas1 + perdas2 + perdas3 + perdas4 + perdas5 + perdas6 
 
# Calcula a eficiência em função de harmônicos 
for P in P_values: 
    row = [] 
    for f in f_values: 
        e = P / (P + perdas_gerador(P, f)) 
        row.append(e) 
    e_values.append(row) 
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Apêndice L – Código Python para a construção da curva de capabilidade 3D 
 
L1. Código completo para construção da curva 3D utilizando traçado geométricos para 
curvas de limite teórico de estabilidade e aquecimento do rotor 
 
##-------------------------------------------------------------------------- 
import numpy as np 
import matplotlib.pyplot as plt 
from mpl_toolkits.mplot3d import Axes3D 
from scipy.interpolate import interp1d 
from scipy.optimize import root_scalar 
 
##-------------------------------------------------------------------------- 
def filtraX(array_2d, AX): 
    array_2d = np.array(array_2d) 
    X = array_2d[0] 
    filtered_pairs = array_2d[:, X > AX] 
    return filtered_pairs 
 
##-------------------------------------------------------------------------- 
def filtraY(array_2d, AY): 
    array_2d = np.array(array_2d) 
    Y = array_2d[1] 
    filtered_pairs = array_2d[:, Y <= AY] 
    return filtered_pairs 
 
##-------------------------------------------------------------------------- 
def Encontra_Indice(X1, Y1, IPX, IPY): 
    closest_distance = float('inf') 
    closest_index = None 
    distances = np.sqrt((X1 - IPX)**2 + (Y1 - IPY)**2) 
    min_distance = np.min(distances) 
    min_distance_idx = np.argmin(distances) 
    return min_distance_idx 
 
##-------------------------------------------------------------------------- 
def Encontra_Intersec(X1, Y1, X2, Y2): 
    interpolate_curve1 = interp1d(X1, Y1, kind='cubic', 
fill_value='extrapolate') 
    interpolate_curve2 = interp1d(X2, Y2, kind='cubic', 
fill_value='extrapolate') 
 
    def difference_function(x): 
        return interpolate_curve1(x) - interpolate_curve2(x) 
 
    intersection_points = [] 
    x_range = np.linspace(max(min(X1), min(X2)), min(max(X1), max(X2)), 1000) 
    for i in range(len(x_range) - 1): 
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        a, b = x_range[i], x_range[i + 1] 
        if difference_function(a) * difference_function(b) < 0: 
            intersection = root_scalar(difference_function, bracket=[a, b]) 
            if intersection.converged: 
                a = intersection.root 
                b = np.mean(interpolate_curve1(intersection.root)) 
                intersection_points.append((a, b)) 
 
    return intersection_points 
 
##-------------------------------------------------------------------------- 
def curva_interna(X1, Y1, X2, Y2, Ref=0): 
 
    ips0 = Encontra_Intersec(X1, Y1, X2, Y2) 
 
    if len(ips0)>0: 
        if Ref==0: 
            index = Encontra_Indice(X1, Y1, ips0[0][0], ips0[0][1]) 
            XY2 = np.array([X2, Y2]) 
            XY2 = filtraY(XY2, ips0[0][1]) 
            XS = np.append(XY2[0], X1[index:]) 
            YS = np.append(XY2[1], Y1[index:]) 
            return XS, YS 
 
        elif Ref==1: 
            XY2 = np.array([X2, Y2]) 
            ips0 = np.flipud(ips0) 
            if len(ips0)>1: 
                XY2 = filtraY(XY2, ips0[0][1]) 
                index1 = Encontra_Indice(X1, Y1, ips0[0][0], ips0[0][1]) 
                index2 = Encontra_Indice(X1, Y1, ips0[1][0], ips0[1][1]) 
                index3 = Encontra_Indice(XY2[0], XY2[1], ips0[1][0], 
ips0[1][1]) 
                XS = np.append(X1[:index1], XY2[0][:index3]) 
                YS = np.append(Y1[:index1], XY2[1][:index3]) 
                XS = np.append(XS, X1[index2:]) 
                YS = np.append(YS, Y1[index2:]) 
            else: 
                ips = ips0[0] 
                index = Encontra_Indice(X1, Y1, ips[0], ips[1]) 
                XY2 = np.array([X2, Y2]) 
                XY2 = filtraY(XY2, ips[1]) 
                XS = np.append(X1[:index], XY2[0]) 
                YS = np.append(Y1[:index], XY2[1]) 
                YS = np.clip(YS, None, np.max(Y1)) 
 
            return XS, YS 
 
        elif Ref==2: 
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            index = Encontra_Indice(X1, Y1, ips0[0][0], ips0[0][1]) 
            if index>10: 
                XY2 = np.array([X2, Y2]) 
                XY2 = filtraX(XY2, ips0[0][0]) 
                XY2 = np.flip(XY2, 1) 
                XS = np.append(X1[:index], XY2[0]) 
                YS = np.append(Y1[:index], XY2[1]) 
                YS = np.clip(YS, None, np.max(Y1)) 
                return XS, YS 
 
    return X1, Y1 
 
##----------------------------------------------------------------------------- 
def calc_CapCurv(xd=0.95, xq=0.7, pf=0.8, U=1, S=1, PMP=1): 
    X1 = xd 
    X2 = xq 
    A  = pf 
 
    O1 = U**2 / X1 
    O2 = U**2 / X2 
    O = O2 - O1 
    B = np.sqrt(1 - A**2) 
    Cr = np.arctan(S * A / (O2 + S * B)) 
    Et = S * A / np.sin(Cr) 
    Er = Et - O * np.cos(Cr) 
    FP = np.arctan(B / A) 
    X = np.arctan(S*A/(O2 + S*B)) 
    E0 = O2 + S*B/np.cos(X) - O*np.cos(X) 
 
    FLAG = 0 
    STEP = 1/200 
 
    P_LA = [] 
    Q_LA = [] 
    P_LR = [] 
    Q_LR = [] 
    P_LE = [] 
    Q_LE = [] 
    P_ME = [] 
    Q_ME = [] 
 
    P_CAP = [] 
    Q_CAP = [] 
 
    for ang in np.arange(0, np.pi, STEP): 
        #Limite da Armadura 
        P = S * np.sin(ang) 
        Q = S * np.cos(ang) 
        if P <= S: 
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            if P > PMP: P = PMP 
            P_LA.append(P) 
            Q_LA.append(Q) 
 
    #Limite de estabilidade 
    STEP1 = (Er+1.0)/len(P_LA) 
    for I in np.arange(Er, -1.0, -STEP1): 
        if O1 == O2: 
            P = I - 0.1 
            V1 = 1 - (P / I) ** 2 
            if V1>=0: Q = I * np.sqrt(V1) - O2 
            else: Q = 0 
        else: 
            C = np.arctan(P / (O2 + Q)) 
            A2 = (-I + np.sqrt(I * I + 8 * O * O)) / (4 * O) 
            V1 = 1 - A2 * A2 
            if V1>=0: R1 = np.sqrt(V1) 
            else: R1 = 0 
            PE = I * R1 + O * A2 * R1 
            P = PE - 0.1 
            D1 = (O * np.cos(2 * C) + I * np.cos(C)) ** 2 
            V2 = D1 - 2 * O * (np.sin(2 * C)) * (P - (O / 2) * np.sin(2 * C) - 
I * np.sin(C)) 
            if V2>=0: D2 = np.sqrt(V2) 
            else: D2 = 0 
            D = (D2 - O * np.cos(2 * C) - I * np.cos(C)) / (O * np.sin(2 * C)) 
            C = C - D 
            Q = (O * np.cos(C) + I) * np.cos(C) - O2 
        if P <= S and P >= 0 and P <= PMP: 
            P_LE.append(P) 
            Q_LE.append(Q) 
 
        dif = abs(np.sqrt(P**2+Q**2)-S) 
 
    STEP1 = (np.pi/2)/len(P_LA) 
    for K in np.arange(0, np.pi/2, STEP1): 
        #Limite mínimo de excitação 
        P = (O * np.cos(K) + 0.05*O) * np.sin(K) 
        Q = (O * np.cos(K) + 0.05*O) * np.cos(K) - O2 
        if P >= 0: 
            P_ME.append(P) 
            Q_ME.append(Q) 
            dif = abs(np.sqrt(P**2+Q**2)-S) 
        #Limite do rotor 
        P = (O*np.cos(K) + E0) * np.sin(K) 
        Q = (O*np.cos(K) + E0) * np.cos(K) - O2 
        if FLAG <=0: 
            if P <= S and P >= 0:# and P <= PMP: 
                P_LR.append(P) 
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                Q_LR.append(Q) 
            else: 
                FLAG = 1 
 
    P_LA = np.array(P_LA) 
    Q_LA = np.array(Q_LA) 
    P_LR = np.array(P_LR) 
    Q_LR = np.array(Q_LR) 
    P_LE = np.array(P_LE) 
    Q_LE = np.array(Q_LE) 
    P_ME = np.array(P_ME) 
    Q_ME = np.array(Q_ME) 
 
    Q_CAP, P_CAP = curva_interna(Q_LA, P_LA, Q_LR, P_LR, 0) 
    Q_CAP, P_CAP = curva_interna(Q_CAP, P_CAP, Q_LE, P_LE, 1) 
    Q_CAP, P_CAP = curva_interna(Q_CAP, P_CAP, Q_ME, P_ME, 2) 
 
    return [[Q_LA, P_LA], [Q_LR, P_LR], [Q_LE, P_LE], [Q_ME, P_ME], [Q_CAP, 
P_CAP]] 
 
##----------------------------------------------------------------------------- 
def plot_CapCurv(): 
    # Define parameters 
    #Xd = 0.864 
    #Xq = 0.61 
 
    Xd = 0.864 
    Xq = 0.61 
 
    pf = 0.8 
    U  = 1.0 
    S  = 1.0 
    PTurb = 1.25*S 
 
    num_waves = 50 
 
    #        0            1               2               3                4 
    Nomes = ['Limite da Armadura', 'Limite do Rotor', 'Limite de Estabilidade 
(Prático)', 'Limite de Excitação Mímina (Prático)', 'Curva de Capabilidade'] 
 
    # Generate points along the sine waves 
    frequencias_pu = np.linspace(0.93, 1.07, num_waves) 
 
    # Create figure and 3D axis 
    fig = plt.figure(figsize=(12, 8)) 
    ax = fig.add_subplot(111, projection='3d') 
 
    #Seleciona qual curva será plotada 
    #0 - Limite da Armadura 
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    #1 - Limite do Rotor 
    #2 - Limite de Estabilidade (Prático) 
    #3 - Limite de Excitação Mímina (Prático) 
    #4 - Curva de Capabilidade (Completa) 
    #5 ou mais - Todas as curvas 
    selcurva = 4 
 
    # Plot the vector 
    for z_val in frequencias_pu: 
        Xdm = Xd*z_val 
        Xqm = Xq*z_val 
               
        #curvas = calc_CapCurv(Xdm, Xqm, pf, U*z_val, S*z_val**2, PTurb) 
        curvas = calc_CapCurv(Xdm, Xqm, pf, U, S, PTurb) 
        for i, curva in enumerate(curvas): 
            if i==selcurva:   ax.plot(curva[0], curva[1], z_val, 
label=Nomes[selcurva]) 
            elif selcurva>4:  ax.plot(curva[0], curva[1], z_val, 
label=Nomes[i]) 
 
    # Set labels and title 
    ax.set_xlabel('Q [pu]') 
    ax.set_ylabel('P [pu]') 
    ax.set_zlabel('n [pu]') 
     
    plt.grid(True) 
 

    Plota_e_Salva = False 
 
    if not Plota_e_Salva: 
        plt.show() 
    else: 
        k = 1 
        for angle in range(-90, 90, 10): 
            #ax.view_init(angle, 30) 
            #ax.view_init(elev=angle, azim=45, roll=30) 
            ax.view_init(elev=45, azim=angle, roll=45) 
            plt.draw() 
            plt.savefig(f'figs\capcurv%03d.png' % k, bbox_inches='tight') 
            plt.pause(.01) 
            k += 1 
 
if __name__ == "__main__": 
    plot_CapCurv() 
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L2. Implementação da restrição de corrente devido à redução de fluxo de ar no sistema 
de ventilação: 

 

for z_val in frequencias_pu: 
        Xdm = Xd*z_val 
        Xqm = Xq*z_val 
        Sm=S*(z_val**0.5) 
             
            #curvas = calc_CapCurv(Xdm, Xqm, pf, U*z_val, S*z_val**2, PTurb) 
        curvas = calc_CapCurv(Xdm, Xqm, pf, U, Sm, PTurb) 
        for i, curva in enumerate(curvas): 
            if i==selcurva:   ax.plot(curva[0], curva[1], z_val, 
label=Nomes[selcurva]) 
            elif selcurva>4:  ax.plot(curva[0], curva[1], z_val, 
label=Nomes[i]) 
 

 

L3. Implementando as perdas na potência ativa 

 for z_val in frequencias_pu: 
        Xdm = Xd*z_val 
        Xqm = Xq*z_val 
        Pm=P-0.0055-(1-0.012)*perda*(1-z_val)- (1-0.0056)*perda*(1-
z_val**1.4)- (1-0.0046)*perda*(1-z_val**3)          
        #curvas = calc_CapCurv(Xdm, Xqm, pf, U*z_val, S*z_val**2, 
PTurb,z_val) 
        curvas = calc_CapCurv(Xdm, Xqm, pf,S, U,perda,Pm) 
        for i, curva in enumerate(curvas): 
            if i==selcurva:   ax.plot(curva[0], curva[1], z_val, 
label=Nomes[selcurva]) 
            elif selcurva>4:  ax.plot(curva[0], curva[1], z_val, 
label=Nomes[i]) 
 
L4. Implementação curvas de limite térmico do rotor através de equações 

def curvas_limacons(): 
    PF = gv.PF 
    V = gv.V 
    I = gv.I 
    Xd = gv.Xd 
    Xq = gv.Xq    
    phi = np.arccos(PF) 
    tan_delta = (I * Xq * PF)/(V + (I * Xq * np.sin(phi))) 
    delta = np.arctan(tan_delta) 
    eq = (V * np.cos(delta)) + (Xd * I * np.sin(delta + phi)) 
    centro = -V**2 * ((1 / Xq + 1 / Xd) / 2) 
    raio = V**2 * ((1 / Xq - 1 / Xd) / 2)   
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    origem = centro - raio 
    eq_aux = eq 
    # Inicializando arrays bidimensionais 
    x = np.zeros((10, 181)) 
    y = np.zeros((10, 181)) 
    x_interp = np.zeros((10, gv.num_interp)) 
    y_interp = np.zeros((10, gv.num_interp)) 
    new_points = np.linspace(0, 180, gv.num_interp) 
    for i in range(10): 
        for j in range(181):    
            eq = eq_aux * ((i + 1) / 10)    
            angle = np.arccos(np.cos((j) * np.pi / 180)) 
            R = (V * eq / Xd) + V**2 * ((Xd - Xq) / (Xd * Xq)) * 
np.cos(angle) 
            P = R * np.sin(angle) * ((i + 1) / 10) 
            Q = R * np.cos(angle) * ((i + 1) / 10) 
            x[i][j] = Q + origem 
            y[i][j] = P 
 
 

L5. Método Richard Brent para convergência de pontos na interseção das curvas de 
limaçon de Pascal com limite térmico da armadura 

try: 
        # Usar o método de Brent para encontrar a interseção 
        intersec_x = brentq(diff_splines, x_min, x_max, args=(tck_curve1, 
tck_curve2)) 
    except (RuntimeError, ValueError): 
        return -1, -1 
 
    intersec_y1 = splev(intersec_x, tck_curve1) 
    intersec_y2 = splev(intersec_x, tck_curve2) 
    # Verificação adicional para garantir que o ponto de interseção está 
dentro dos limites da Armadura 
    if intersec_x**2 + intersec_y1**2 > 1 + gv.tolerance: 
        return -1, -1 
     
    # Encontrar o índice mais próximo de intersec_x em ambas as curvas 
    idx_curve1 = np.argmin(np.abs(np.array(curve1_x) - intersec_x)) 
    idx_curve2 = np.argmin(np.abs(np.array(curve2_x) - intersec_x)) 
    # Substituir os valores nos índices encontrados pelas interseções 
    curve1[idx_curve1] = (intersec_x, intersec_y1) 
    curve2[idx_curve2] = (intersec_x, intersec_y2) 
    return idx_curve1, idx_curve2 
 
def encontra_duas_intersecoes(curve1, curve2): 
    curve1_x, curve1_y = zip(*curve1) 
    curve2_x, curve2_y = zip(*curve2) 
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    tck_curve1 = splrep(curve1_x, curve1_y) 
    tck_curve2 = splrep(curve2_x, curve2_y) 
    # Garante que o x esteja contido dentro das duas curvas 
    x_min = max(min(curve1_x), min(curve2_x)) 
    x_max = min(max(curve1_x), max(curve2_x)) 
 
    x = np.linspace(x_min, x_max, gv.num_interp) 
    y_diff = diff_splines(x, tck_curve1, tck_curve2) 
    roots = [] 
 
L6. Implementação de curva do limite teórico de estabilidade através de equações 

 

def curva_teorico(): 
    V = gv.V 
    Xd = gv.Xd 
    Xq = gv.Xq  
    start = -(V**2 / Xq) 
    end = -(V**2 / Xd) 
    step = (abs(start) - abs(end)) / gv.num_interp 
    Q = start 
    P = 0 
    i = 0 
    x = [] 
    y = [] 
    while Q <= end and P <= 1: 
        pa = -(V**2 / Xq + Q)**3 
        pb = (V**2 / Xd + Q) 
        P = np.sqrt(pa / pb) 
        x.append(Q) 
        y.append(P) 
        Q += step 
        i += 1 
 
 
L7. Método de Newton Raphson para interseção das curvas de limaçon de pascal do 
rotor com limite teórico de estabilidade para a definição da curva de limite prático 

def curva_pratico(): 
    # Interpolando os pontos  
    teo_x, teo_y = zip(*curves.get_teorico()) 
    tck_teo = splrep(teo_x, teo_y) 
    rot_x, rot_y = curves.get_limacons() 
    curves._pratico_aux_ver = [] 
    curves._pratico_aux_hor = [] 
    curves._teorico_intersec = [] 
    curves._pratico_intersec = [] 
    for i in range(len(rot_x)): 
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        # As curvas de limite Térmico do Rotor devem ser invertidas somente 
para  
        # encontrar as interseções de Newton-Raphson 
        sorted_pra_x, sorted_pra_y = inverte_arrays(rot_x[i], rot_y[i])   
        tck_rot = splrep(sorted_pra_x, sorted_pra_y) 
        # Escolher um ponto inicial para o método de Newton-Raphson 
        x0 = (min(min(teo_x), min(sorted_pra_x)) + max(max(teo_x), 
max(sorted_pra_x))) / 3 
        # Encontra a interseção Limite Teórico com Rotor usando o método de 
Newton-Raphson 
        intersec_teo_rot_x = newton(diff_splines, x0, args=(tck_teo, 
tck_rot)) 
        intersec_teo_rot_y = splev(intersec_teo_rot_x, tck_teo) 
        y10p = intersec_teo_rot_y - 0.1 
        x = np.linspace(intersec_teo_rot_x, 1, gv.num_interp) 
        y = np.linspace(y10p, y10p, gv.num_interp) 
        tck_pra = splrep(x, y) 
        # Testar Brent AQUI 
        x0 = (min(min(x), min(sorted_pra_x)) + max(max(x), 
max(sorted_pra_x))) / 3 
        intersec_pra_rot_x = newton(diff_splines, x0, args=(tck_pra, 
tck_rot)) 
        intersec_pra_rot_y = splev(intersec_pra_rot_x, tck_pra) 
        curves.set_pratico_aux_ver([intersec_teo_rot_x, intersec_teo_rot_x], 
[intersec_teo_rot_y, y10p]) 
        curves.set_pratico_aux_hor([intersec_teo_rot_x, intersec_pra_rot_x], 
[y10p, y10p]) 
        curves.set_teorico_intersec(intersec_teo_rot_x, intersec_teo_rot_y) 
        curves.set_pratico_intersec(intersec_pra_rot_x, intersec_pra_rot_y) 
    x, y = zip(*curves.get_pratico_intersec()) 
    cs = CubicSpline(x, y) 
    new_points = np.linspace(x[0], x[-1], gv.num_interp) 
    y_interp = cs(new_points) 
    curves.set_pratico(new_points, y_interp) 
 

 

L8. Interpolação cúbica para ajuste da curva de limite prático de estabilidade 

 # Interpolação cúbica 
        # Ajusta a spline cúbica para x e y após calcular os pontos 
        cs_x = CubicSpline(np.linspace(0, 180, 181), x[i]) 
        cs_y = CubicSpline(np.linspace(0, 180, 181), y[i]) 
         
        # Avalia a spline cúbica nos novos pontos 
        x_interp[i] = cs_x(new_points) 
        y_interp[i] = cs_y(new_points) 
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L9. Função zoom para curvas 2D 

# Função de zoom 
def on_scroll(event): 
    ax = plt.gca() 
    xlim = ax.get_xlim() 
    ylim = ax.get_ylim() 
 
    # Define a quantidade de zoom mais suave 
    zoom_factor = 1.1 
 
    if event.button == 'up': 
        # Zoom in 
        scale_factor = 1 / zoom_factor 
    elif event.button == 'down': 
        # Zoom out 
        scale_factor = zoom_factor 
    else: 
        # Não faz nada se o evento do botão não for rolar para cima ou para 
baixo 
        return 
 
    # Verifica se a tecla Ctrl está pressionada 
    if event.key == 'control': 
        # Obtém a posição do mouse em coordenadas de dados 
        xdata = event.xdata 
        ydata = event.ydata 
        # Calcula novos limites de zoom 
        new_width = (xlim[1] - xlim[0]) * scale_factor 
        new_height = (ylim[1] - ylim[0]) * scale_factor 
        # Ajusta os limites de acordo com a posição do mouse 
        relx = (xdata - xlim[0]) / (xlim[1] - xlim[0]) 
        rely = (ydata - ylim[0]) / (ylim[1] - ylim[0])        
        ax.set_xlim([xdata - new_width * relx, xdata + new_width * (1 - 
relx)]) 
        ax.set_ylim([ydata - new_height * rely, ydata + new_height * (1 - 
rely)]) 
    else: 
        return 
    plt.draw() 
 

L10. Implementação da curva com operação de tensão variável para rotação abaixo da 
nominal e tensão constante para rotação acima da nominal 

freq_pu = np.linspace(0.85, 1.10, num_curves) 
    colors = cm.jet(np.linspace(0, 1, num_curves)) 
    fig = plt.figure(figsize=(12, 8)) 
    ax = fig.add_subplot(111, projection='3d') 
    for i, z_value in enumerate(freq_pu): 
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        if z_value>=1: 
            gv.V=1 
        else: 
            gv.V = v_initial * z_value 
 
        gv.Xd = xd_initial * z_value 
        gv.Xq = xq_initial * z_value 
        x, y = capabilidade() 

 


