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RESUMO 

 

Este artigo apresenta os resultados preliminares da investigação de problemas de interação torcional e de torques 
transitórios associados às usinas do AHE Madeira para as duas alternativas de referência do sistema de 
transmissão (Alternativa CC e Alternativa Híbrida). Uma metodologia baseada no cálculo dos torques de 
amortecimento é utilizada para determinar a contribuição do sistema CCAT no amortecimento efetivo das 
oscilações torcionais. Também são apresentados os resultados das análises de torques transitórios resultantes de 
distúrbios na rede elétrica. Não foi objeto deste estudo a determinação da perda de vida útil por fadiga cíclica 
decorrente dos torques transitórios verificados nas análises. Todas as simulações foram conduzidas com o 
programa de transitórios eletromagnéticos PSCAD/EMTDC. 
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1.0 -  INTRODUÇÃO 

O sistema de integração das usinas do Rio Madeira apresenta características bastante peculiares que o tornam 
único no mundo. Além de um sistema de transmissão bastante extenso (da ordem de 2375 km), serão utilizados 
88 geradores equipados com turbinas do tipo bulbo de potências nominais superiores a 70 MW, equipamento 
nunca antes utilizado no Brasil. Turbinas deste tipo são típicas de aproveitamentos de baixa queda. Estas 
características inéditas conferem a este sistema um maior grau de complexidade, exigindo estudos bastante 
detalhados para garantir um desempenho adequado e assegurar a integridade física de seus equipamentos. 
Dentre as diversas alternativas de transmissão concebidas, duas foram selecionadas como alternativas de 
referência para realização do processo de licitação [1]: a Alternativa CC, constituída por dois bipólos CCAT (2 x 
3150 MW, ±600 kV) e a Alternativa Híbrida, constituída por um bipólo (1 x 3150 MW, ±600 kV) e uma rede CA em 
500 kV com elevado grau de compensação série (da ordem de 70%). O leilão foi realizado em novembro de 2008, 
no qual foi definida a opção em corrente contínua (Alternativa CC) como a escolhida para o sistema de 
transmissão do AHE Madeira. 

Durante os estudos de estabilidade conduzidos na fase de planejamento [2], verificou-se que faltas na rede CA no 
terminal retificador ou perturbações que provocassem falhas de comutação no terminal inversor impunham 
elevadas variações de potência acelerante (superiores a 1,0 pu) nas unidades geradoras de Santo Antonio e Jirau 
nas duas alternativas de referência [3][4]. Assim, uma preocupação natural que surgiu na etapa de estudos foi se 
as máquinas tipo bulbo suportariam os esforços impostos por estas perturbações. Geradores síncronos são 
projetados para suportar curtos-circuitos nos seus terminais e outros eventos críticos. Curtos-circuitos terminais 
são eventos raros, não sendo esperadas muitas ocorrências em toda a vida útil da máquina. Por outro lado, faltas 
remotas e outros distúrbios na rede são mais freqüentes e, portanto, a máquina deve ser capaz de suportar tais 
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eventos sem perda considerável de vida útil. Unidades geradoras conectadas a sistemas CCAT ou a sistemas CA 
série-compensados estão sujeitas também ao risco de ressonância subsíncrona e interação torcional. Estes 
fenômenos são bem conhecidos e devem ser identificados ainda na fase de planejamento, uma vez que danos 
podem ser causados nos eixos das máquinas se medidas preventivas não forem adotadas. 

Este artigo apresenta os resultados preliminares da investigação de problemas de interação torcional e de torques 
transitórios associados às usinas de Santo Antonio e Jirau para as duas alternativas de referência. As simulações 
foram conduzidas com o programa de transitórios eletromagnéticos PSCAD/EMTDC, desenvolvido pela Manitoba 
Hydro [5]. Não foi objeto deste artigo a determinação da perda de vida útil por fadiga cíclica decorrente dos 
torques transitórios verificados nas análises, dado que estudos deste tipo demandam uma série de informações 
específicas sobre o processo de fadiga do eixo (curvas S/N, limite de tolerância à fadiga, etc.), não disponíveis 
nesta fase do projeto. 

2.0 - CONCEITOS FUNDAMENTAIS 

2.1 Ressonância Subsíncrona e Interação Torcional Envolvendo Sistemas CCAT 

A primeira quebra de eixo de um turbogerador devido à ressonância subsíncrona foi observada em 1970 na Usina 
de Mohave, localizada ao sul da Califórnia, EUA [6]. No entanto, o problema somente foi reconhecido como 
ressonância subsíncrona após a quebra do segundo eixo, em 1971. Estes eventos despertaram a atenção da 
indústria de energia elétrica e, desde então, inúmeros trabalhos foram publicados, permitindo o desenvolvimento 
de uma teoria mais consolidada sobre o assunto [7][8]. Com o crescimento do uso de transmissão de energia 
elétrica em corrente contínua (transmissão em CCAT), verificou-se que turbogeradores localizados próximos a 
estações conversoras também poderiam ficar sujeitos a problemas de interação torcional [8]. Este fenômeno foi 
observado pela primeira vez em 1977, durante testes envolvendo turbogeradores da usina de Milton Young e a 
estação retificadora de Square Butte, na Dakota do Norte, EUA [9]. Após o ocorrido, tornou-se prática corrente a 
avaliação do risco de interação torcional em unidades geradoras próximas às estações conversoras no projeto de 
novas instalações CCAT [9][10]. 

O mecanismo básico que dá origem às interações adversas com conversores CCAT pode ser explicado da 
seguinte maneira [9]: oscilações torcionais modulam a forma de onda da tensão alternada gerada em fase e 
amplitude. A tensão modulada possui componentes em freqüências iguais à freqüência fundamental subtraída da 
freqüência dos modos torcionais. Esta tensão aparece nos terminais CA dos transformadores conversores. Em 
sistemas de controle de disparo eqüidistantes utilizados nas instalações de CCAT modernas [11], um desvio no 
ângulo de fase da tensão provocado por uma oscilação torcional causa um desvio semelhante no ângulo de 
disparo. A modulação do ângulo de disparo em conjunto com a modulação da amplitude da tensão CA resultam 
em variações correspondentes na tensão, corrente e potência CC. O controle de corrente responde rapidamente 
para corrigir estas variações. Isto por sua vez é refletido como uma variação na potência elétrica e, 
consequentemente, no torque eletromagnético do gerador. Se o atraso de fase global entre a variação de 
velocidade angular elétrica na freqüência do modo torcional e a variação de torque elétrico resultante for superior 
a 90º, as oscilações torcionais se tornam instáveis. 

O amortecimento elétrico puro (De), isto é, sem considerar a influência do sistema mecânico, pode ser obtido a 
partir da função de transferência G(f), dada a seguir: 
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onde ( )eD f  representa o amortecimento devido ao sistema elétrico [pu/pu], ( )∆ eT f  é a variação de torque elétrico 

[pu], ( )ω∆ e f  é a variação de velocidade angular elétrica do rotor para o gerador em estudo [pu] e f é a freqüência 

de oscilação na faixa de interesse [Hz]. 

Sem a contribuição de amortecimento elétrico, um sistema torcional apresenta amortecimento intrínseco positivo 
devido a vários fatores (fricção, perdas, etc.), os quais podem ser agrupados em uma parcela única, constituindo o 
chamado amortecimento mecânico (Dm). O amortecimento total de um modo de oscilação específico será, 
portanto, a soma dos dois amortecimentos (elétrico e mecânico). Um modo torcional se torna instável quando a 
contribuição elétrica é maior e com sinal oposto à contribuição mecânica. Assim, a condição limite para 
instabilidade é dada por , ,e i m iD D= − , onde i refere-se ao i-ésimo modo torcional do eixo turbina-gerador. 

O grau de interação torcional é influenciado por diversos fatores, tais como: (i) dimensão relativa entre o sistema 
CCAT e o gerador; (ii) acoplamento elétrico entre eles; (iii) nível de potência transmitido no elo CCAT e (iv) ângulo 
de disparo. Em [12], recomenda-se a utilização de um índice denominado UIF (Unit Interaction Factor) como uma 
avaliação preliminar da influência do controle dos conversores sobre a estabilidade dos modos torcionais. De 
acordo com esta referência, se UIF < 0.1 para um determinado gerador, o risco de instabilidade torcional entre o 
conversor CCAT e o respectivo gerador é muito pequeno e, portanto, pode ser desconsiderado. Se UIF > 0.1, 
então há risco de interação adversa e um estudo mais detalhado é necessário. Caso o amortecimento calculado 
não seja satisfatório, um regulador deve ser projetado, implantado e testado. 
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2.2 Características Torcionais dos Hidrogeradores 

Não existem relatos sobre problemas de instabilidade torcional envolvendo hidrogeradores até o momento. Esta 
“imunidade” está relacionada a dois fatores principais [13]: (i) elevada relação entre as inércias do gerador e da 
turbina (η = G TH H ) e (ii) amortecimento mecânico inerente às turbinas hidráulicas consideravelmente superior ao 

de turbinas a gás ou a vapor. 

O primeiro fator pode ser explicado considerando um sistema massa-mola composto por duas massas 
concentradas, onde HT e HG representam as inércias da turbina e do gerador, respectivamente; DT é a constante 
de amortecimento próprio da turbina; DTG e KTG são, respectivamente, as constantes de amortecimento e elástica 
entre as massas girantes do gerador e da turbina. Para este sistema de duas massas, a inércia modal (Hi), o 
amortecimento modal (

imD ), o fator de decremento (σi) e o decremento logarítmico (δi) na freqüência do modo 

torcional (fi) são dados pelas equações (3)-(6) [13]: 
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onde: η = G TH H  e = +G TH H H  

Para a UHE Santo Antonio, tem-se 12.6if = Hz, 3.9iH = s e 2.85η = . De acordo com [13], o valor de η  para 

turbinas do tipo Kaplan varia de 7 a 30, aproximadamente, enquanto para unidades Francis e Pelton η  varia entre 
10 e 40. Para estes valores elevados de η , a contribuição de DTG no valor do decremento logarítmico em (6) é 
desprezível se assumirmos que DTG é da mesma ordem de grandeza que DT. Com esta hipótese, (4) e (6) são 
dados aproximadamente por: 

2
,m i TD D η≈ ⋅      [pu/pu] (7) δ η≈ ⋅

4
T

i

i

D

Hf
 (8) 

As equações (3) e (7) mostram que para os valores típicos de η  normalmente encontrados em turbinas do tipo 
Francis, Pelton e Kaplan, as constantes de inércia modal e de amortecimento modal se tornam muito elevadas. 
Isto explica o fato de hidrogeradores serem muito menos susceptíveis a problemas de interação torcional do que 
os turbogeradores. Unidades do tipo bulbo, por sua vez, apresentam baixa relação de inércias quando comparada 
aos outros tipos de turbina hidráulica mencionados. Para as unidades geradoras da UHE Santo Antônio, por 
exemplo, η  é inferior a 3, o que requer atenção especial. 

Apesar de ser relativamente fácil encontrar valores característicos para as constantes de inércia e elásticas, não 
existem dados disponíveis sobre valores usuais de decremento logarítmico de hidrogeradores. A referência [13] 
considera DT=0.35 pu/pu e DT=1.0 pu/pu valores apropriados para o amortecimento da turbina operando em vazio 
e à plena carga, respectivamente. 

2.3 Análise de Torques Transitórios 

Distúrbios de manobra e faltas na rede elétrica provocam transitórios de potência e de torque elétrico que também 
excitam oscilações torcionais nos eixos dos geradores [14]-[16]. Como os modos torcionais são em geral muito 
pouco amortecidos, as oscilações permanecem por muitos segundos após uma perturbação, geralmente por muito 
mais tempo que as oscilações de torque eletromagnético que as originaram. O efeito acumulativo dos esforços 
provocados por estes distúrbios causa perda de vida útil do eixo por fadiga cíclica, podendo levar em último caso à 
sua ruptura. Oscilações torcionais decorrentes de eventos em cascata, como curtos-circuitos seguidos de 
religamentos automáticos podem reforçar as oscilações iniciais, amplificando as vibrações a níveis perigosos. A 
forma e amplitude dos torques aplicados ao eixo são fortemente dependentes do tipo de perturbação e da 
temporização dos chaveamentos subseqüentes. Isto ocorre porque se a variação de potência elétrica ocorrer num 
instante em fase com a oscilação torcional pré-existente, o efeito será amplificado, e caso se dê em oposição de 
fase será amortecido. 

A avaliação de esforços torcionais envolve inicialmente a obtenção do torque eletromagnético e dos torques nas 
seções do eixo utilizando-se programas de transitórios eletromagnéticos, que permitem a modelagem simultânea 
do sistema elétrico e do sistema torcional. A segunda etapa envolve a associação de uma determinada curva de 
torque no eixo, relativa a algum evento no sistema elétrico, a uma perda de vida. Basicamente, a cada ciclo de 
oscilação torcional a fadiga infligida depende do valor médio do torque, de sua amplitude e do decremento 
logarítmico das oscilações. Para uma dada amplitude de oscilação torcional, quanto maior o valor médio do 
torque, maior a fadiga resultante. Para cada nível de valor médio de torque existe uma amplitude de oscilação a 
partir da qual ele passa a ocasionar fadiga ao eixo (torque limite de resistência TE). A perda de vida é calculada a 
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cada ciclo e seu efeito acumulativo é dado pelo somatório ciclo a ciclo. O valor absoluto do torque que conduz à 
ruptura do material é denominado torque de ruptura (TR). 

3.0 - METODOLOGIA DE ANÁLISE 

Dois procedimentos são utilizados para determinar o amortecimento produzido pelo sistema elétrico em uma dada 
configuração e condição operativa [17]. Embora sejam procedimentos distintos e independentes, ambos devem 
conduzir às mesmas conclusões. 

3.1 Avaliação do Amortecimento Elétrico Através do Cálculo da Função de Transferência G(f) 

A contribuição do sistema elétrico no amortecimento das oscilações torcionais pode ser medida a partir da função 
de transferência apresentada em (2), eliminando a representação do sistema mecânico. A Figura 1 ilustra uma 
representação esquemática deste procedimento. No PSCAD/EMTDC, o valor de G(f) é obtido em amplitude e fase 
através da modulação de ∆ωe(f), associado à medição dos valores correspondentes de ∆Te(f) para a faixa de 
freqüência de interesse. O amortecimento efetivo devido ao sistema elétrico, De(f), é dado pela parte real de G(f). 

GERADOR EM ESTUDO
E SISTEMAS CA E
CC CONECTADOS
(PARTE ELÉTRICA)

SISTEMA MECÂNICO
DO EIXO DAS TURBINAS

E DO ROTOR
(PARTE MECÂNICA)

+

+
0ω

sω∆ e δ∆

δ∆

ω∆ e

∆ eT

 

Figura 1 – Metodologia para cálculo da função de transferência G(f) 

3.2 Avaliação do Amortecimento Total Através da Medição do Decremento Logarítmico das Oscilações Torcionais 

O amortecimento total é dado pela soma das contribuições elétrica e mecânica de um modo de oscilação 
específico. Apresentando uma taxa de variação exponencial, o amortecimento total pode ser avaliado a partir da 
medição do decremento logarítmico da oscilação angular entre as massas da turbina e do gerador (θij) associadas 
ao modo em análise. O cálculo de δi é realizado com a ajuda da expressão (9), onde n é o número de ciclos da 
oscilação torcional considerado, ( )0 0−A B  é a amplitude da primeira oscilação e ( )−n nA B  é a amplitude do n-

ésimo ciclo da oscilação, conforme ilustrado na Figura 2. 

0 0A B−
0t 1t

n nA B−

nt

ij
θ∆

 

Figura 2 – Medição do decremento logarítmico  

0 01
lnδ
 −

=  
− 

i

n n

A B

n A B
 (9) 

No PSCAD/EMTDC, esta medição pode ser feita a partir da modulação do torque mecânico da máquina por uma 
fonte externa sintonizada na freqüência do modo torcional, excitando assim oscilações angulares do modo em 
análise. Inicia-se o registro destas oscilações e, em seguida, retira-se a excitação externa. O decremento 
logarítmico é então medido utilizando-se a relação definida na equação (9). 

Considerando as contribuições de origem elétrica e mecânica, a relação entre Dtot e δi é expressa pela equação 
(10) a seguir [7]: 

( ) ( ), , ,

1 1
4 4i tot i i m i e i i

i i i i

D f D D f
H f H f

δ    = ⋅ = ⋅ +     (10) 

4.0 - CONFIGURAÇÕES ANALISADAS E MODELOS UTILIZADOS 

As análises foram conduzidas para as duas alternativas de referência indicadas nos relatórios R2, da Empresa de 
Pesquisa Energética (EPE). Foram ainda consideradas algumas configurações adicionais baseadas no 
escalonamento previsto das obras até 2017. Outras configurações, envolvendo condições de rede alterada e 
outros modos de operação do elo CCAT (operação monopolar, com retorno metálico, paralelismo, etc.) não foram 
avaliadas nesta etapa do estudo, devendo ser consideradas no detalhamento do projeto. 
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As unidades geradoras das UHE’s Santo Antonio e Jirau foram representadas detalhadamente, utilizando modelos 
matemáticos e parâmetros informados pelos consórcios fabricantes responsáveis pelos projetos das usinas, 
incluindo um modelo multimassa para o eixo das máquinas de Santo Antonio. Sistemas de excitação e 
reguladores de velocidade foram devidamente modelados com as informações mais recentes disponibilizadas 
pelos fabricantes. A rede CA receptora foi representada por um equivalente de curto-circuito simplificado na barra 
de Araraquara 500 kV, enquanto a rede de 230 kV do sistema Acre-Rondônia foi entendida até a subestação de 
Ji-Paraná. O sistema de corrente contínua, com suas respectivas malhas de controle, foi baseado no modelo do 
elo CCAT de Itaipu com as devidas adaptações para o projeto do AHE Madeira. Os parâmetros do CCA, VDCOL e 
demais controladores foram os mesmos utilizados em [3] e [4]. A base de dados completa utilizada nas simulações 
pode ser obtida na página eletrônica da EPE [18]. 

As configurações avaliadas neste artigo são descritas a seguir: 

a) Alternativa CC 

 a.1) Ano 2017: Santo Antonio e Jirau operando radialmente com o Elo CCAT 

 a.2) Ano 2017: Santo Antonio e Jirau operando radialmente com o Elo CCAT + Back to Back 

b) Alternativa Híbrida 

 b.1) Ano 2014: 2 circuitos em 500 kV de Porto Velho até Araraquara 

 b.2) Ano 2017: 2 circuitos em 500 kV de Porto Velho até Araraquara + Elo CCAT 

5.0 - RESULTADOS OBTIDOS 

5.1 Análise de Interação Torcional 

Utilizando a metodologia apresentada no item 3.1, foram realizadas algumas análises de sensibilidade para 
determinar a influência de parâmetros do sistema no amortecimento das oscilações torcionais. As análises foram 
conduzidas com base em diversos gráficos que mostram a contribuição de amortecimento elétrico do sistema em 
função da freqüência (curvas De x f) para cada usina. Para avaliar exclusivamente a contribuição do controle do 
elo CCAT, considerou-se amortecimento mecânico nulo nas simulações. 

5.1.1 Influência do Nível da Potência CC Transmitida (PCC) 

A Figura 3 mostra as curvas De x f de cada usina para três níveis de potência transmitida pelo elo CCAT: 6300, 
3150 e 1575 MW. O ângulo de disparo inicial do retificador é 15º em todos os casos. Os resultados mostram que 
uma redução na potência CC aumenta o amortecimento elétrico em torno da freqüência do modo torcional de 
Santo Antonio. A usina de Jirau, por estar mais afastada eletricamente, sofre menos influência do elo CCAT. 
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Figura 3 – Curvas De x f em função do nível da potência CC transmitida: (a) UHE Santo Antonio; (b) UHE Jirau 

5.1.2 Influência do Ângulo de Disparo (α) 

A influência do ângulo de disparo no amortecimento elétrico também foi investigada. A Figura 4 apresenta as 
curvas De x f para três valores de α: 15º, 30º e 8º. A potência CC transmitida pelo elo CCAT é 6300 MW em todos 
os casos. Verifica-se que um aumento no ângulo de disparo reduz o amortecimento elétrico do sistema. 
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Figura 4 – Curvas De x f em função do ângulo de disparo: (a) UHE Santo Antonio; (b) UHE Jirau 
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5.1.3 Influência do Controle de Freqüência do Elo CCAT (Estatismo) 

Devido à baixa inércia das máquinas de Jirau e Santo Antonio, é prevista a utilização de um controle de freqüência 
no elo CCAT. O controlador modula a ordem de corrente (ou potência), de forma a minimizar as variações de 
freqüência no lado retificador decorrentes de rejeições de carga no elo CCAT ou de geração nas usinas [3][4]. O 
controlador pode ser utilizado também no amortecimento de oscilações eletromecânicas de baixa freqüência. As 
análises de sensibilidade mostradas nos itens anteriores foram realizadas com o controle de freqüência do elo 
CCAT desligado. Uma análise complementar foi conduzida para verificar influência deste controlador no 
amortecimento das oscilações torcionais. Utilizou-se a mesma estrutura do controlador adotada em [3][4]. O 
controlador possui uma medição de freqüência e, através de um ganho, produz um sinal proporcional ao sinal de 
entrada, que por sua vez é somado à ordem de corrente.  Esta análise foi realizada apenas para ilustrar outro 
mecanismo de interação torcional, uma vez que a estrutura e o ajuste deste controlador serão definidos apenas na 
fase de detalhamento do projeto. A Figura 5 mostra as curvas De x f para três valores de ganhos distintos: 0, 5 e 
10 pu/pu. Em todos os casos, PCC=6300 MW e α=15º. Observa-se que o controlador altera sobremaneira as 
características do sistema CCAT, aumentando ou reduzindo o amortecimento elétrico efetivo produzido pelo 
mesmo, dependendo da faixa de freqüência considerada. Para a UHE Santo Antonio (12.6 Hz), a ação do 
controlador foi favorável, aumentando o amortecimento. Caso a ação do controlador seja no sentido de reduzir o 
amortecimento, pode-se minimizar esta interação instalando-se um filtro torcional no seu sinal de entrada [9]. 

-3,50
-3,00
-2,50
-2,00
-1,50
-1,00
-0,50
0,00
0,50
1,00
1,50
2,00
2,50

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45

Freqüência (Hz)

D
e 

(p
u

/p
u

)

Kstat=0 pu/pu

Kstat=10 pu/pu

Kstat=5 pu/pu

 
(a) 

-3,50
-3,00
-2,50
-2,00
-1,50
-1,00
-0,50
0,00
0,50
1,00
1,50
2,00
2,50

0 5 10 15 20 25 30 35 40 45

Freqüência (Hz)

D
e 

(p
u

/p
u

)

Kstat=0 pu/pu

Kstat=10 pu/pu

Kstat=5 pu/pu

 
(b) 

Figura 5 - Curvas De x f em função do estatismo do controle de freqüência do elo CCAT: (a) UHE Santo Antonio; (b) UHE Jirau 

5.1.4 Influência da Conversora Back to Back (Alternativa CC) 

A Alternativa CC também prevê a instalação de uma conversora Back to Back (2 x 400 MW) na subestação de 
Porto Velho 500/230 kV. Buscou-se neste item avaliar o impacto deste empreendimento no amortecimento das 
oscilações torcionais. Como a tecnologia a ser empregada no Back to Back ainda não havia sido definida até a 
conclusão deste estudo (convencional, CCC ou VSC), foi utilizado um modelo convencional com os parâmetros 
adotados nos estudos de detalhamento das alternativas [3]. A Figura 6 mostra as curvas De x f para um caso com 
e sem o Back to Back. A potência CC transmitida pelo elo principal é 5700 MW nos dois casos. O Back to Back 
injeta 600 MW adicionais no caso em que está presente, totalizando 6300 MW. Observa-se que a presença do 
Back to Back causou uma pequena redução no amortecimento elétrico total. Comparando este caso com a Figura 
3 (para PCC=6300 MW), conclui-se que a redução no amortecimento é decorrente do aumento da potência total 
transmitida, independentemente de onde ela esteja alocada (elo principal ou Back to Back). 
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Figura 6 - Curvas De x f com e sem a presença do Back to Back de Porto Velho: (a) UHE Santo Antonio; (b) UHE Jirau 

5.1.5 Amortecimento na Alternativa Híbrida 

Nas análises anteriores avaliou-se o amortecimento negativo introduzido pelo controle dos conversores CCAT do 
terminal retificador na alternativa CC. Neste item, o amortecimento das oscilações torcionais na alternativa híbrida 
(anos 2014 e 2017) é avaliado. A alternativa híbrida é constituída por uma rede CA série-compensada em paralelo 
com um bipólo CCAT (1 x 3150 MW, ±600 kV). Inicialmente, calculou-se a impedância da rede CA vista pela UHE 
Santo Antonio, verificando-se a existência de ressonâncias série nas freqüências subsíncronas de 13, 35.5 e 
47.5 Hz, aproximadamente. Isto equivale a freqüências complementares (60 - fn) de 47, 24.5 e 12.5 Hz, 
respectivamente. Esta última merece atenção especial devido à proximidade com a freqüência torcional de Santo 
Antonio (12.6 Hz). A existência de ressonância na freqüência complementar de um modo torcional é uma condição 
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necessária mas não suficiente para a ocorrência de ressonância subsíncrona. A instabilidade do modo torcional irá 
ocorrer somente se o amortecimento elétrico positivo proveniente do gerador e da rede elétrica não for suficiente. 

A Figura 7 apresenta as curvas De x f para a alternativa Híbrida, referente aos anos de 2014 e 2017. Observa-se 
que, para a UHE Santo Antonio, esta curva apresenta mínimos nas freqüências de 12.5 e 24.5 Hz, referentes às 
freqüências de ressonância da rede elétrica vistas por este gerador. Para o ano de 2017, o amortecimento elétrico 
é reduzido ainda mais na freqüência do modo torcional devido à contribuição negativa adicional introduzida pelos 
conversores CCAT. Comparando este resultado com o da alternativa CC (ver Figura 3), verifica-se que a 
alternativa híbrida apresenta amortecimento elétrico menor para o mesmo montante de potência transmitida. 
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Figura 7 - Curvas De x f para as alternativas Híbrida (anos 2014 e 2017): (a) UHE Santo Antonio; (b) UHE Jirau 

5.1.6 Validação da Metodologia 

Para validar a metodologia utilizada nas análises anteriores, realizou-se a medição direta do decremento 
logarítmico (δ), conforme procedimento descrito no item 3.2. Para isto, foi necessária a incorporação do sistema 
massa-mola na representação do eixo de Santo Antonio. Os valores de amortecimento elétrico (De) associados a 
estes decrementos logarítmicos foram calculados a partir das equações (9) e (10) e comparados àqueles obtidos 
pelo cálculo da função de transferência G(f) na freqüência do modo de oscilação torcional de Santo Antonio 
(12.6 Hz). Esta validação não pôde ser feita para a UHE Jirau, uma vez que os dados referentes ao modelo 
massa-mola do eixo desta usina não haviam sido disponibilizados até a conclusão do estudo. A Tabela 1 
apresenta os resultados obtidos para alguns casos selecionados, onde pode se verificar que ambas as 
metodologias levam a resultados bastante próximos. 

Tabela 1 – Valores de amortecimento elétrico e de decremento logarítmico obtidos a partir de duas metodologias distintas 

Cálculo de G(f) Medição direta de δ Configuração PCC 

(MW) 
α 
(º) 

Kstat 

(pu/pu) De (pu/pu) δ De (pu/pu) δ 
Alternativa CC – Ano 2017 6300 15 0.0 -0.92 -0.0047 -0.97 -0.0050 
Alternativa CC – Ano 2017 3150 15 0.0 -0.06 -0.0003 -0.09 -0.0007 
Alternativa CC – Ano 2017 1575 15 0.0 +0.48 +0.0024 +0.42 +0.0021 

5.1.7 Análise dos Resultados 

Conforme a equação (7), o amortecimento mecânico modal (Dm) é proporcional  ao quadrado da relação entre as 
inércias do gerador e da turbina (η). Assumindo os valores sugeridos em [13] para DT em vazio e à plena carga 
(0.35 e 1.00 pu/pu, respectivamente), tem-se Dm aproximadamente igual a 2.8 e 8.1 pu/pu para a usina de Santo 
Antonio nestas condições. Considerando as piores condições operativas analisadas, estes amortecimentos são 
ainda superiores às contribuições de amortecimento elétrico negativo do sistema CCAT na freqüência do modo 
torcional desta usina. 

5.2 Análise de Torques Transitórios 

As análises de torques transitórios foram desenvolvidas a partir da aplicação de curtos-circuitos em diferentes 
pontos do sistema elétrico, considerando uma tentativa de religamento tripolar automático sem sucesso. O objetivo 
consiste em analisar perturbações desfavoráveis para se obter os valores máximos de torque nos eixos das 
máquinas. Casos de religamento com sucesso só poderão ser mais críticos quando uma única linha estiver 
conectada à usina. 

Considerando que a amplitude dos torques transitórios é fortemente dependente dos instantes dos chaveamentos, 
foram analisados diferentes tempos de duração da falta (tdur), de tempo morto para o religamento sem sucesso 
(tmorto) e de eliminação da falta subseqüente (tdur-rel). Para cada falta analisada, pesquisou-se a seqüência de 
chaveamentos mais crítica para o eixo das máquinas. O tempo de duração das faltas foi variado de 40 a 100 ms, 
enquanto o tempo morto de religamento foi variado de 440 a 500 ms. A varredura dos instantes de tempo das 
perturbações foi realizada levando em consideração o período da oscilação torcional, que é de aproximadamente 
80 ms. Ao todo, foram simulados 64 casos para cada falta, a fim de selecionar as piores seqüências de 
chaveamento, sem aumentar demasiadamente o número de casos a serem processados. Devido à simplicidade 
da rede CA equivalente no lado inversor, as simulações de falta e religamento sem sucesso neste terminal foram 
realizadas considerando a aplicação, eliminação e reaplicação de curtos-circuitos junto à barra terminal de 
Araraquara 500 kV. Foram simuladas faltas francas e através de impedância (remotas). As seguintes premissas 
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foram adotadas nas simulações: (i) Controle de freqüência do elo CCAT em serviço com ganho igual a 10 pu/pu; 
(ii) Representação completa de turbinas e reguladores de velocidade e (iii) Amortecimento mecânico da turbina 
hidráulica (DT) igual a 0.35 pu/pu. Esta análise se restringiu somente à UHE Santo Antonio, em virtude da 
indisponibilidade dos parâmetros do modelo massa-mola do eixo da UHE Jirau. 

A Tabela 2 apresenta os valores de torque máximo obtidos para os 64 casos avaliados em cada falta, indicando a 
temporização dos chaveamentos que produziu a maior amplificação. Os torques são dados em pu da potência 
nominal da máquina (79 MVA). A título de exemplificação, a Figura 8 mostra os valores de torque máximo (TMAX) 
para uma falta monofásica em Araraquara 500 kV com religamento tripolar automático sem sucesso (Alternativa 
CC - Ano 2017) nos 64 casos avaliados e os gráficos da potência elétrica e do torque no eixo para o pior caso. O 
mesmo é mostrado na Figura 9 para uma falta trifásica em Araraquara 500 kV na Alternativa Híbrida – Ano 2014. 

Tabela 2 – Valores máximos de torque para cada simulação de religamento sem sucesso 

Configuração Tipo da 
Falta 

Localização da 
Falta 

Tdur 

(s) 

Tmorto 

(s) 

Tdur-rel 

(s) 
T0 

(pu) 
TMAX  

(pu) 
Alternativa CC – Ano 2017 1Φ Araraquara 500 kV 0.10 0.44 0.10 0.90 2.02 
Alternativa CC – Ano 2017 1Φ remoto Araraquara 500 kV 0.10 0.46 0.10 0.90 1.56 
Alternativa CC – Ano 2017 3Φ Porto Velho 500 kV 0.08 0.48 0.10 0.90 1.56 
Alternativa CC – Ano 2017 1Φ Porto Velho 500 kV 0.10 0.44 0.04 0.90 1.53 
Alternativa HB – Ano 2014 3 Φ Araraquara 500 kV 0.04 0.44 0.04 0.90 2.41 
Alternativa HB – Ano 2014 1Φ Araraquara 500 kV 0.04 0.44 0.04 0.85 1.38 
Alternativa HB – Ano 2014 1Φ remoto Araraquara 500 kV 0.06 0.44 0.04 0.85 0.97 
Alternativa HB – Ano 2014 1Φ Porto Velho 500 kV 0.04 0.50 0.04 0.85 1.95 
Alternativa HB – Ano 2017 1Φ Araraquara 500 kV 0.04 0.44 0.08 0.88 1.58 
Alternativa HB – Ano 2017 1Φ remoto Araraquara 500 kV 0.10 0.46 0.10 0.88 1.36 
Alternativa HB – Ano 2017 1Φ Porto Velho 500 kV 0.04 0.44 0.06 0.88 1.65 
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Figura 8 – (a) Amplificações de torque obtidas para uma falta monofásica em Araraquara 500 kV com religamento sem sucesso 
(Alternativa CC – Ano 2017); (b) Potência elétrica e torque no eixo de Santo Antonio para o pior caso 
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Figura 9 – (a) Amplificações de torque obtidas para uma falta trifásica em Araraquara 500 kV com religamento sem sucesso 
(Alternativa HB – Ano 2014); (b) Potência elétrica e torque no eixo de Santo Antonio para o pior caso 

Verifica-se que a amplificação das oscilações torcionais é influenciada pela recuperação do elo após a ocorrência 
de falhas de comutação. A recuperação da potência CC depende do ajuste dos controladores do elo e da 
capacidade do sistema CA ao qual está conectado. Se as variações de torque elétrico decorrentes da falha de 
comutação e da recuperação do elo ocorrerem em fase com uma oscilação torcional pré-existente, esta será 
amplificada. Para a alternativa CC, foram verificados torques superiores a 2.0 pu em alguns casos mais críticos, 
como no caso de faltas sólidas no terminal inversor. No entanto, para eventos mais freqüentes, como faltas 
remotas ou faltas não sólidas, os torques máximos assumiram valores menos críticos. Para a alternativa híbrida, 
foram verificados torques que chegam a 3.0 pu pico a pico para faltas trifásicas francas no terminal inversor na 
configuração 2014, como pode ser visto na Figura 8. Isto é resultado da amplificação de torque provocada pela 
existência de ressonância elétrica na rede com freqüência complementar à freqüência do modo torcional de Santo 
Antonio (ressonância subsíncrona). 
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6.0 - CONCLUSÕES 

Este artigo apresentou os resultados preliminares da avaliação de interação torcional e torques transitórios para as 
duas alternativas de referência do sistema de transmissão do AHE Madeira. Uma metodologia baseada no cálculo 
dos torques sincronizantes e de amortecimento foi apresentada e aplicada a algumas configurações e condições 
operativas do sistema de transmissão. Os resultados mostraram que os conversores CCAT do terminal retificador 
podem introduzir torques de amortecimento negativo na faixa de freqüência de 5 a 25 Hz, aproximadamente. 
Verificou-se que o grau de interação torcional é influenciado por diversos fatores, tais como: potência transmitida 
pelo elo CCAT, ângulo de disparo, proximidade elétrica entre o gerador e o elo CCAT, etc. De uma forma geral, os 
valores de amortecimento elétrico verificados na freqüência do modo torcional de Santo Antonio (12.6 Hz) são 
menores que os valores de amortecimento mecânico referenciados na literatura para turbinas hidráulicas. 

A análise dos torques transitórios nas unidades geradoras da UHE Santo Antonio resultantes de distúrbios no 
sistema elétrico indicaram, para as condições mais desfavoráveis de religamento sem sucesso, valores de torques 
máximos nos eixos das máquinas superiores a 2.0 pu no caso de faltas sólidas no terminal inversor. No entanto, 
para eventos mais freqüentes, como faltas remotas ou faltas não sólidas, os torques máximos assumiram valores 
menos críticos. 

O grau de severidade dos esforços submetidos às unidades geradoras de Santo Antonio e Jirau, só pode ser 
determinado com precisão a partir de informações importantes sobre o processo de perda de vida por fadiga 
cíclica do eixo e de suas características de amortecimento intrínseco. O objetivo deste trabalho foi dar início a uma 
análise mais criteriosa do fenômeno e chamar a atenção de todos os envolvidos com o AHE Madeira para um 
problema que não pode ser tratado de maneira superficial, principalmente por se tratar de um projeto de grande 
porte e de tamanha importância para o país. Por isso, uma discussão mais ampla com fabricantes especializados 
no projeto elétrico, mecânico e estrutural de turbinas e geradores é de suma importância nesta etapa, pois 
somente estes podem garantir com precisão a capacidade de suportabilidade das máquinas aos esforços 
submetidos aos seus eixos para os eventos esperados. 
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