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Resumo 

 

Este trabalho teve como objetivo de pesquisa o estudo de modelagens matemáticas aplicadas à 

otimização de pás e à análise de desempenho de Turbinas Tipo Hélice de Eixo Horizontal sem 

Difusor (TTHEH) e com Difusor (TTHEHD), em conjunto com Gerador Síncrono a Ímãs 

Permanentes (GSIP) e conversor eletrônico de potência, para uma integração (fluidodinâmica, 

mecânica e elétrica) otimizada do sistema de conversão de energia. As modelagens relacionadas 

aos rotores das turbinas foram fundamentadas na clássica Teoria do Momento do Elemento de Pá 

(Blade Element Moment Theory, BEMT). A modelagem proposta neste trabalho foi desenvolvida 

a partir do BEMT clássico com a introdução de correções complementares para perdas de ponta e 

raiz, para altos valores do fator de indução axial e para alto ângulo de ataque. Os métodos 

complementares de correção foram exaustivamente pesquisados na literatura e incluídos no BEMT 

a fim de melhor simular turbinas de pequeno, médio e grande porte. Essas correções contribuíram 

para representar melhor o desempenho dessas turbinas. Uma das abordagens do trabalho se baseou 

em utilizar o método proposto tanto para turbinas eólicas como para hidrocinéticas, uma vez que 

há similaridade entre os tipos de turbinas em estudo: tipo hélice de eixo horizontal. A principal 

diferença entre essas turbinas é a propriedade específica de cada tipo de fluido. A validação do 

método proposto foi realizada a partir do estudo de duas turbinas de pequeno porte, uma eólica e 

outra hidrocinética, e de quatro turbinas eólicas da série MOD-X da ordem de 100 kW a 7.3 MW 

da agência norte americana National Aeronautics and Space Administration. O estudo para o 

cálculo da geometria ótima da pá foi construído com base no BEMT. O conversor eletrônico de 

potência utilizado foi um tipo back-to-back, no qual o conversor modulado por largura de pulso 

(Pulse Width Modulation, PWM) do lado do gerador foi projetado com estratégia de realimentação 

do sinal de potência para rastreamento do ponto de máxima potência (Maximum Power Point 

Tracking, MPPT). As principais contribuições desta pesquisa obtidas a partir dos resultados 

discutidos são: i) garantir ampla aplicação para turbinas tipo hélice de eixo horizontal de pequeno, 

médio e grande porte, uma vez que os modelos encontrados na literatura são implementados e 

ajustados para uma turbina de faixa de potência específica, não podendo ser utilizados 

genericamente; ii) processamento rápido para análise de desempenho; iii) implementação simples 

quando comparada àquelas com modelagem numéricas computacionais, que demandam maior 

carga computacional e são mais complexas de simular; e iv) evita a necessidade de computadores 

de alto desempenho, os quais demandam investimento. 
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hidrocinéticas; desempenho de turbinas. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 



 

 

  

Abstract 

 

This work had as research objective the study of mathematical models applied to the optimization 

of blades and the performance analysis of Horizontal Axis Helix Turbines without Diffuser 

(TTHEH) and with Diffuser (TTHEHD), working together with a Permanent Magnet Synchronous 

Generator (GSIP) and power converter, for an optimized integration (fluid dynamics, mechanics 

and electrical) of the energy conversion system. These models related to turbine rotors were based 

on the classic Blade Element Moment Theory (BEMT). The modeling proposed in this work was 

developed from the classic BEMT with the addition of complementary corrections for tip and root 

losses, for high values of the axial induction factor and for high angle of attack. Complementary 

correction methods were exhaustively researched in the literature and included in the BEMT in 

order to better simulate small, medium and large turbines. These corrections contributed to better 

represent the performance of these turbines. One of the work's approaches was based on using the 

proposed modeling for both wind and hydrokinetic turbines, since there is similarity between the 

types of turbines under study: horizontal axis propeller type. The main difference between these 

turbines is the specific property of each fluid type. The validation of the proposed modeling was 

carried out from the study of two small turbines, one wind and the other hydrokinetic, and four 

wind turbines of the MOD-X series of the order of 100 kW to 7.3 MW of the North American 

agency National Aeronautics and Space Administration. The study for calculating the optimal 

blade geometry was derivated based on BEMT. The power converter used was a back-to-back 

type, in which the pulse width modulated converter (PWM) on the generator side was designed 

with a power signal feedback strategy for maximum point of power tracking (MPPT). The main 

contributions of this research observed from the results are: i) it ensures wide application for small, 

medium and large horizontal axis propeller turbines, since the models found in the literature are 

implemented and adjusted for a specific power range turbine, not being able to be used generically; 

ii) fast processing for performance analysis; iii) simple implementation when compared to those 

with computational numerical modeling, which demand a higher computational burden and are 

more complex to simulate; and iv) avoids the need for high-performance computers, which 

demand investment. 

 

Keywords: energy conversion; renewable energy; wind energy; wind and hydrokinetic turbines; 

turbine performance. 
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𝐶𝑝  coeficiente de potência 

𝐶𝑝𝑚𝑎𝑥   coeficiente de potência máximo 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷  coeficiente de potência de uma TTHEHD 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡   
coeficiente ótimo de potência de uma TTHEHD 

𝐶𝑝3  coeficiente de pressão na saída do difusor  

𝐶𝑄  coeficiente de torque mecânico 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷  coeficiente de torque de uma TTHEHD 

𝑐𝑠𝑜𝑚  velocidade do som 

𝐶𝑇  coeficiente de empuxo 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷  coeficiente de empuxo de uma TTHEHD 

𝐷𝑝  densidade de potência  

𝑑𝑎  taxa de variação do fator de indução  

𝑑𝐴  taxa de variação de área 

𝑑𝑎𝑑𝑖𝑓  taxa de variação do fator de indução axial com efeito do difusor 

𝑑𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷  taxa de variação de coeficiente de potência de uma TTHEHD 

𝑑𝐸𝑚  taxa de variação de energia mecânica 

𝑑𝐹𝐷  força de arrasto incremental 

𝑑𝐹𝐿  força de sustentação incremental 

𝑑𝐹𝑁  força incremental normal ao plano de rotação do rotor 

𝑑𝐹𝑁𝑇𝐸𝐻𝐷  força incremental normal ao plano de rotação do rotor do difusor 

𝑑𝐹𝑇  força incremental tangencial ao círculo varrido pelo rotor 

𝑑𝑃𝑚  taxa de variação de potência mecânica 

𝑑𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
  taxa de variação de potência mecânica no rotor do difusor 

𝑑𝑄  taxa de variação de torque mecânico 



 

 

  

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷  taxa de variação de torque mecânico no rotor do difusor 

𝑑𝑟  taxa de variação do raio 

𝑑𝑡  taxa de variação do tempo 

𝑑𝑇  taxa de variação de empuxo 

𝑑𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷  taxa de variação de empuxo no rotor do difusor 

𝜉𝑑𝑥  taxa de variação de espaço 

𝑑𝜔𝑟𝑚  taxa de variação de velocidade do rotor da turbina  

𝑒𝜉   variável auxiliar 

𝐸𝑚  energia mecânica 

𝐹𝐷  força de arrasto 

𝐹ℎ𝑢𝑏  fator de correção de perda de cubo 

𝐹𝐿  força de sustentação 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠  fator de correção de perda 

𝐹𝑡  variável auxiliar 

𝑓𝑡  variável auxiliar 

𝐹𝑡𝑖𝑝  fator de correção de perda de ponta 

𝐹𝑢  fator de correção de perda de ponta para movimento axial 

𝐹𝑤  fator de correção de perda de ponta para movimento circunferencial 

𝑔  aceleração da gravidade  

ℎ  altura em relação a um ponto referencial no fluido 

𝐽  inércia 

𝐾  variável auxiliar 

𝑘0  constante 

𝑘1  constante 



 

 

  

𝑘2  constante 

𝑘3  constante 

𝐿  comprimento que caracteriza o fluxo 

𝑀  número de Mach  

𝑚̇  fluxo de massa 

𝑀𝑇  força de momento de impulso 

𝑛𝑑𝑖𝑓  eficiência do difusor  

𝑝  pressão 

𝑃𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜  potência resultante de um fluxo de massa 

𝑃𝑚  potência mecânica 

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓
  potência mecânica proveniente do fluido através do difusor 

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓𝑖𝑑𝑒𝑎𝑙
  potência mecânica ideal proveniente do fluido através do difusor 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
  potência mecânica no rotor do difusor 

𝑃𝑜  probabilidade de ocorrência de velocidade  

𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝  taxa de variação do coeficiente de torque em relação ao de empuxo 

𝑄  torque mecânico 

𝑄𝑒𝑙  torque elétrico 

𝑄𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜  torque resultante de um fluxo de massa 

𝑄𝑚𝑒𝑐  torque mecânico 

𝑄𝑝𝑒𝑟𝑑 𝑒𝑙  perdas relacionadas ao torque elétrico 

𝑄𝑝𝑒𝑟𝑑 𝑚𝑒𝑐  perdas relacionadas ao torque mecânico 

𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷  torque mecânico no rotor do difusor 

𝑟  distância a partir do eixo de rotação (raio local) 

𝑅  raio 



 

 

  

𝑟𝑒  raio efetivo 

𝑅𝑒  número de Reynold 

𝑆  variável auxiliar 

𝑇  empuxo 

𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜  empuxo resultante de um fluxo de massa 

𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷  empuxo no rotor do difusor 

𝑇𝑅𝐼𝐺  variável auxiliar 

𝑈  velocidade do fluido 

𝑈𝑟𝑒𝑙  velocidade relativa do fluxo 

𝑈𝑟𝑒𝑙𝑑𝑖𝑓  velocidade relativa do fluxo no rotor do difusor 

𝑢𝑤𝑏  velocidade axial induzida na pá 

𝑣  viscosidade cinemática 

𝑉𝑒𝑠𝑝  velocidade específica de um escoamento 

𝑤𝑤𝑏  velocidade circunferencial induzida na pá 

𝑋𝐴  variável auxiliar 

𝑋𝐵  variável auxiliar 

𝑋𝐶  variável auxiliar 

𝑋𝐷  variável auxiliar 

𝑥𝑣𝑎𝑟  variável auxiliar 

𝑌1  variável auxiliar 

𝑌1
′  variável auxiliar 

𝑌2  variável auxiliar 

𝑌2
′  variável auxiliar 

𝛼  ângulo de ataque 



 

 

  

𝛼𝑚𝑎𝑥𝑒𝑓𝑖𝑐   ângulo de ataque de maior eficiência aerodinâmica 

𝛼𝑠  ângulo de estol 

𝛽  relação de área entre a seção do rotor e a saída do difusor 

𝛾  máxima taxa de aumento de velocidade de fluido no difusor 

𝛤  Circulação na pá 

𝛥𝐻𝑑𝑖𝑓  perda total de energia no difusor 

𝜀  taxa de aumento de velocidade  

𝜃𝑝  ângulo de torção da seção 

𝜆  taxa de velocidade de ponta 

𝜆𝑟  taxa de velocidade local 

𝜇  viscosidade dinâmica 

𝜇𝑟𝑐  relação de aspecto entre os raios e a corda da pá 

𝜎  solidez 

𝜎′  solidez local 

𝜑  ângulo da velocidade relativa do fluxo 

𝜔  velocidade angular do fluido 

Ω  velocidade angular do eixo do rotor 

𝜌  massa específica do fluido 

𝜌𝐿  massa específica da pá 

 

Subscritos 

 

∞  fluxo livre a montante 

𝑑  fluxo no disco atuador  

𝑤  fluxo livre a jusante 



 

 

  

1  seção indicada em figura 

2  seção indicada em figura 

3  seção indicada em figura 

4  seção indicada em figura 

𝑒𝑛𝑡  entrada do difusor 

𝑠𝑎𝑖  saída do difusor 

 

Capítulos de 9 a 10 

 

𝑎𝑏𝑐  variáveis trifásicas 

 𝛬𝐺𝑆𝐼𝑃  fluxo magnético produzido pelo ímã 

𝑎𝑠  fase a (da representação trifásica) no terminal do estator 

𝑏𝑠  fase b (da representação trifásica) no terminal do estator 

𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃   coeficiente de potência no ponto de máxima potência 

𝑐𝑠  fase c (da representação trifásica) no terminal do estator 

𝑑𝑞  eixos direto e de quadratura 

𝑑𝑠  eixo direto no referencial estacionário 

𝑓  variável referente à tensão ou corrente 

𝑖  corrente 

𝐽  inércia 

𝐾𝑀𝑃𝑃  constante de operação no ponto de máxima potência para cada valor de 

velocidade de fluido 

𝐿𝑙𝑠  indutância de dispersão  

𝐿𝑚𝑑   indutância de magnetização 

𝑃𝑒  potência elétrica 



 

 

  

𝑃𝑚  potência mecânica 

𝑃𝑝  número de pares de polos 

𝑞𝑠  eixo de quadratura no referencial estacionário 

𝑟𝑠  resistência do estator 

𝑇𝑒  torque eletromagnético 

𝑇𝑀  torque mecânico 

𝑣  tensão 

𝛼𝑜𝑝𝑡  ângulo de ataque ótimo 

𝛼𝑠  variável α (da representação bifásica) do estator 

𝛼𝛽  variáveis bifásicas 

𝛽𝑠  variável β (da representação bifásica) do estator 

𝜃𝑒  ângulo de fase das tensões do estator 

𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥   variável auxiliar para o controle do pitch 

𝜆  fluxo concatenado 

𝜆𝑀𝑃𝑃  taxa de velocidade de ponta no ponto de máxima potência 

𝜆𝑜𝑝𝑡  taxa de velocidade de ponta ótima 

𝜔𝑒  velocidade do rotor do gerador em radiano elétrico 

𝜔𝑚  velocidade do rotor do gerador em radiano mecânico 

 

Sobrescritos 

 

𝑒 referencial síncrono (referencial girante sincronizado com o rotor) 

 

Subscritos 

𝑘𝑑  enrolamento de amortecimento no eixo d 

𝑘𝑞  enrolamento de amortecimento no eixo q 



 

 

  

𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎  tipo de potência ativa 

𝑐𝑜𝑏𝑟𝑒  perda elétrica 

𝑀𝑃𝑃  máximo ponto de potência 

𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠  perdas por algum tipo de resistência 

𝑟𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎  tipo de potência reativa 
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1 Introdução  

1.1 Contextualização 

A disponibilidade de energia é fundamental para assegurar condições necessárias para as 

atividades econômicas de um país enquanto insumo básico e, ao mesmo tempo, proporcionar 

condições adequadas de qualidade de vida para sua população [1]. Segundo o último Censo 

Demográfico, dos serviços prestados aos domicílios brasileiros, a energia elétrica foi a que 

apresentou a maior cobertura (97,8%), principalmente nas áreas urbanas (99,1%), mas também 

com forte presença na área rural (89,7%) [2]. Porém ainda havia 1,3% de domicílios brasileiros 

sem energia elétrica. A região com maior índice era a norte, onde 24,1% dos domicílios rurais não 

possuíam energia elétrica, seguida das áreas rurais da região nordeste (7,4%) [2].  

Embora o percentual de domicílios sem energia elétrica seja pequeno, um fator que deve ser 

analisado é a evolução do consumo final de energia elétrica comparado à evolução da oferta interna 

no Brasil nos últimos anos. De acordo com os últimos dados levantados pelo Instituto Brasileiro 

de Geografia e Estatística (IBGE), o crescimento do consumo foi superior ao crescimento da 

geração [1], [3]. Isso significa que o aumento da geração não vem acompanhando o crescimento 

da demanda, que está sendo suprida por uma participação cada vez mais significativa das usinas 

termelétricas (que possui alto custo de geração de energia elétrica em comparação, por exemplo, 

às hidrelétricas, além de emitirem grande quantidade de gases poluentes). É verdade que o aumento 

da participação de turbinas eólicas na geração de energia foi significativo nos últimos 10 anos, 

mas só será possível fazer uma análise detalhada de toda a matriz energética brasileira após o 

Censo Brasileiro de 2020. 

De todo modo, as discussões sobre energia renovável têm ganhado atenção no cenário 

mundial devido à disponibilidade finita dos combustíveis fósseis. Além disso, a pressão sobre as 

questões ambientais tem aumentado consideravelmente. Atualmente, as energias renováveis mais 

comumente exploradas no Brasil são a hidráulica, a eólica e a solar [4], [5]. No entanto, esses tipos 

de energia são diretamente influenciados por condições meteorológicas como chuva, nuvens e 

ventos, por exemplo. Essas características de irregularidade dificultam a previsibilidade da 

geração, que é fundamental para o planejamento e integração do despacho de energia na rede 

elétrica [6]. 

Como uma alternativa para geração de energia, têm-se as turbinas hidrocinéticas através das 
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quais é possível transformar energia cinética provenientes de rios e correntes marítimas em energia 

elétrica. O comportamento das correntes de maré é geralmente mais fácil de prever em comparação 

ao do vento. O método mais comum utilizado para modelar a dinâmica das marés é através de 

análises harmônicas, considerando cada aspecto (meteorológico e geomorfológico, por exemplo) 

como uma componente da série harmônica [7]. Através desses modelos temporais é possível se 

estimar quantidades confiáveis de potência a partir desse tipo de fonte renovável.  

Com base em abordagens paramétricas, estima-se que o potencial energético global 

proveniente dos oceanos é da ordem de 2.10³ TWh/ano [8]. Apesar desse valor ser significativo, o 

aproveitamento dessa fonte é restrito a regiões específicas. Essas limitações são consequências da 

característica geográfica e da variação das marés de cada região.  

Um aspecto que contribui para o aproveitamento da energia das correntes de marés se deve 

ao fato de que a massa específica da água do mar é aproximadamente 1.10³ vezes maior que a 

massa específica do ar. Portanto, as turbinas hidrocinéticas geralmente são menores que as eólicas 

para a geração do mesmo nível de potência [9]. 

Existem várias técnicas utilizadas para explorar a energia proveniente dos mares e oceanos, 

que podem ser classificadas como: das ondas, de corrente oceânica e de maré, térmica oceânica, a 

partir de gradiente de maré e de salinidade, e cultivo de biomassa marinha. Dentre essas, a energia 

de corrente de maré ou maremotriz é a mais explorada atualmente [10],  [11]. Esse tipo de energia 

pode ser entendido a partir da oscilação constante das águas oceânicas, que é influenciada 

principalmente pela força gravitacional exercida pelo Sol e pela Lua sobre a Terra, além da 

influência do movimento rotacional da Terra. Como consequência dessa interação de forças e 

movimentos, surgem deslocamentos da massa de água em dois sentidos: vertical (amplitude de 

maré) e horizontal (corrente de maré). Nesse contexto a energia maremotriz poder ser aproveitada 

basicamente de duas maneiras: a) geração através de gradiente de maré, cujo conceito é semelhante 

ao utilizado nas hidroelétricas em que se cria uma diferença de potencial a partir de barragens, e 

b) geração através de corrente de maré, cuja energia cinética disponível no fluido pode ser 

convertida em eletricidade através da utilização de turbinas hidrocinéticas [12]. 

O aproveitamento energético das marés ainda não possui tecnologia tão consolidada como a 

dos parques de turbinas eólica ou das usinas fotovoltaicas e, por isso, o desenvolvimento e a 

implantação de sistemas para o aproveitamento da energia maremotriz requerem maior atenção. A 

geração maremotriz apresenta algumas vantagens de caráter ambiental, uma vez que não gera 

problemas como poluição da água através de resíduos, poluição atmosférica através de emissão de 
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gases nocivos ao meio ambiente, derramamento de óleo nos oceanos e poluição visual 

(considerada pequena). Tecnicamente esse tipo de geração apresenta vantagens, como por 

exemplo, boa previsibilidade do comportamento das correntes de mares e maior densidade de 

potência se comparada à eólica de mesma capacidade energética. Algumas das desvantagens são: 

impacto negativo na migração de peixes e mamíferos marinhos; acúmulo de resíduos proveniente 

da costa e dos oceanos, que são “capturados” pelas turbinas [9], [12]. Um aspecto importante que 

se deve comentar é que esses impactos são pontuais, referentes à região na qual a usina é instalada. 

Sob o ponto de vista econômico, uma das principais desvantagens é o alto custo de investimento 

na implantação desses sistemas.  

A densidade de energia, estimada a partir simulações computacionais, varia à medida que 

alguns parâmetros iniciais mudam e, por esse motivo, é importante definir corretamente as 

condições de contorno para cada tipo de simulação e estudo de caso. A magnitude da velocidade, 

a direção da corrente de maré, o tipo de escoamento do fluxo, as características de esteira e a 

influência dinâmica da estrutura da turbina também têm um impacto significativo na estimação da 

geração de energia.  

Devido a esses fatores, os investidores buscam métodos para estimar com boa precisão o 

potencial energético, assim como a viabilidade econômica da usina maremotriz. Dentre esses 

métodos, as simulações que utilizam a fluidodinâmica computacional (Computational Fluid 

Dynamics – CFD) são comumente empregadas na avaliação de regiões propícias à exploração de 

energia a partir das correntes de marés. No entanto, algumas dificuldades surgem quando se 

trabalha com esses tipos de simulações, por exemplo: o custo da máquina de simulação, a carga 

computacional, a complexidade da parametrização e a construção dos modelos geométricos. 

Devido a essas dificuldades, métodos analíticos como o BEMT têm sido estudados e propostos 

para trabalhar com simulações menos complexas e de resolução rápida em relação ao CFD, 

garantindo resultados precisos e confiáveis. Embora o BEMT clássico já esteja consolidado, 

considerando os métodos de correção de Prandtl e Glauert [13], é preciso mais para analisar o 

desempenho das turbinas em alguns cenários. Em situações onde o ângulo de ataque supera o de 

estol, o método clássico apresenta erros significativos nas forças de empuxo e torque da turbina 

[13]. Por esta razão, modelos matemáticos complementares são necessários e devem ser capazes 

de equacionar corretamente o desempenho de uma turbina nesta condição. 

A modelagem matemática para o estudo de turbinas hidrocinéticas tipo hélice de eixo 

horizontal é similar ao de turbinas eólicas de mesmo tipo.  Isso é válido tanto para o projeto das 
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pás do rotor como para a análise de desempenho. O que se deve destacar é que as características 

dos fluidos serão diferentes, por exemplo, massa específica e viscosidade. Com base nessas 

considerações, os termos provenientes dos estudos da Aerodinâmica podem ser estendidos em 

analogia para a área da Hidrodinâmica, cujo fluido de estudo é a água. Essa contextualização 

precisa ser entendida, uma vez que os modelos para o projeto e a análise do desempenho de uma 

TTHEH desenvolvidos neste trabalho foram predominantemente validados a partir de dados de 

campo de turbinas eólicas. Apenas uma turbina hidrocinética foi simulada neste trabalho, devido 

à dificuldade de se encontrarem relatórios detalhados na literatura. 

Este trabalho tem como principal contribuição o estudo de otimização do desempenho de 

turbinas tipo hélice de eixo horizontal em função de uma modelagem integrada (fluidodinâmica, 

mecânica e elétrica), para aplicações eólicas e hidrocinéticas. Considerou-se o projeto otimizado 

das pás do rotor e estratégia híbrida de MPPT, a qual foi implementada em função do controle do 

ângulo de ataque ótimo das pás e dos pontos de máxima potência das curvas características das 

turbinas. Um dos principais pontos da pesquisa foi validar e mensurar parâmetros que influenciam 

na eficiência do sistema de geração de energia. 

Nesse contexto, propôs-se uma metodologia para o estudo do projeto otimizado das pás da 

turbina, a qual parte de um esboço da potência nominal desejada e considera as variáveis 

características da turbina e do ambiente na qual a mesma deverá ser instalada. A seleção da 

velocidade do fluido para o projeto das pás da turbina, considerando condição nominal de potência, 

é indicada a partir de um estudo de probabilidade de ocorrência de velocidade. Esse estudo permite 

calcular a densidade de potência. A partir dessa velocidade do fluido e da escolha de aerofólios, o 

cálculo da geometria ótima da pá é realizado, o qual é baseado no ângulo de ataque de máxima 

eficiência aerodinâmica do aerofólio. Para o estudo do desempenho do rotor da turbina, propôs-se 

uma modelagem analítica para representar a curva de desempenho de potência de turbinas tipo 

hélice de eixo horizontal. Na literatura, diversos métodos derivados do BEMT foram sugeridos 

para estudos de desempenho de turbinas eólicas. Nesses métodos, os autores implementaram as 

seguintes funções para correções complementares: perdas de ponta, altos valores do fator de 

indução axial e altos valores do ângulo de ataque na condição de pós estol. Alguns desses autores 

levam em conta apenas uma dessas funções complementares de correção. Além disso, muitos 

desses autores utilizaram como validação dos trabalhos o estudo de uma única turbina [14] o que 

pode restringir a aplicação do método, principalmente quando são empíricos. Semelhante a [15] e 

[16], o trabalho em [17] apresenta o cálculo direto da perda de ponta e fornece três métodos para 



 

 

37 

 

 

o cálculo. Dois desses métodos são simples, rápidos e mais precisos do que a fórmula de Prandtl.  

Esses métodos são adequados para o cálculo das perdas de ponta na pá, mas abordam apenas 

um tipo de método de correção complementar ao clássico BEMT. Em [18] foi feito um estudo de 

diferentes métodos de correção, mas as análises foram limitadas a uma única turbina de 100 kW. 

Devido a isso, esses métodos precisam de atenção quando aplicados a estimação de desempenho 

de turbinas diferentes daquelas utilizadas na validação do método. De acordo com [19], as turbinas 

de pequeno porte diferem significativamente das médias e grandes no projeto e fabricação do rotor. 

Os principais desafios para as turbinas de pequeno porte são: operação com baixo número de 

Reynolds (Re), já que pequenos rotores geralmente operam com ventos de baixa velocidade, e os 

requisitos estruturais para turbinas de rotação mais rápida. Além disso, a maioria das turbinas de 

pequeno porte usa "guinada livre". Uma aleta de cauda, em vez de um acionamento de guinada 

automatizado como em rotores maiores, é usada para alinhar a turbina com a direção do vento. 

Vale a pena notar que este trabalho não aborda o comportamento de guinada e questões associadas 

ao projeto da cauda e proteção aerodinâmica contra excesso de velocidade. Para o estudo da 

estratégia híbrida de MPPT, utilizou-se um sistema com GSIP e conversor eletrônico de potência 

back-to-back, o qual é constituído de dois conversores PWM. Sendo um conversor do lado gerador 

(retificador ativo) e outro do lado da rede (inversor). O conversor conectado à turbina é empregado 

para implementar a estratégia de MPPT e o inversor conectado à rede regula a tensão do barramento 

CC e a injeção de corrente na rede. A estratégia híbrida de MPPT se baseou no controle de duas 

variáveis de interesse, uma elétrica baseada no ponto de maior eficiência da curva do coeficiente 

de potência e outra mecânica em função do ângulo de ataque da pá. O controle desse ângulo resulta 

nos deslocamentos das curvas do coeficiente de potência. Esse controle de MPPT permite uma 

interação mais eficiente das partes fluidodinâmicas, mecânicas e elétricas. 

1.2 Justificativa 

O Brasil dispõe de uma matriz elétrica de origem predominantemente renovável, com 

destaque para a geração hidráulica que responde por 65,20% do potencial da oferta interna (dados 

do último Censo Brasileiro). Com respeito ao potencial hidrelétrico brasileiro, segundo as bacias 

hidrográficas, verifica-se que o potencial em operação é de “apenas” 37,30% em relação ao 

potencial total da geração hidráulica. A questão é que cerca de 60% do potencial a ser explorado 

no país está localizado na Região Amazônica (Bacias dos rios Madeira, Tocantins, Araguaia, 

Xingu e Tapajós), uma região com um ecossistema frágil, cujas cabeceiras dos rios são ocupadas 

por populações tradicionais e povos indígenas [5].  
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A história mostra grandes dificuldades na gestão social e ambiental para viabilizar a 

construção das obras hidrelétricas, como evidenciam os exemplos das usinas Santo Antônio e 

Jirau, construídas no rio Madeira, e a usina de Belo Monte, no rio Xingu. Essas dificuldades, 

combinada ao crescimento da demanda e à hidrologia desfavorável ocorrida nos últimos anos, têm 

aumentado a participação dos combustíveis fósseis na geração de energia. Dentre eles, destaca-se 

uma maior participação das termoelétricas no despacho de energia, cujo maior custo de geração 

trouxe um desequilíbrio econômico-financeiro para as empresas e consumidores do setor elétrico 

brasileiro [5]. 

Levando em consideração as consequências dessa dependência hidrológica, quando 

insuficiente, se faz necessário redefinir os procedimentos para viabilizar os futuros 

aproveitamentos energéticos no país, além de mitigar os projetos que trazem consequências 

danosas e irreversíveis às populações e aos ecossistemas [4], [5]. Nesse contexto o escopo deste 

trabalho envolve a discussão sobre a escolha de novos projetos para geração de energia, 

conciliando a necessidade de atender à crescente demanda do país com a preservação ambiental. 

No cenário nacional, a geração e a prospecção de energia a partir de fontes solar e eólica têm 

crescido nos últimos 10 anos [4], [5]. No entanto, além dessas fontes, outras promissoras são 

aquelas em que a extração de energia se dá a partir dos mares e oceanos. Sabe-se que as regiões 

mais promissoras à exploração desse tipo de energia são geralmente aquelas nas quais se registram 

grande intensidade de corrente e alta amplitude média de maré [12]. Combinado a isso, para se 

determinar o potencial energético maremotriz, são necessárias análises da geomorfologia, dos 

dados marégrafos e de batimetria do local em estudo.  

As estimativas do potencial energético de um parque de turbinas hidrocinéticas dependem 

essencialmente da velocidade das correntes de marés e são muito importantes para fins de 

planejamento. Embora o comportamento das marés possa ser previsível, essa estimação não é tão 

simples devido principalmente a sensibilidade à batimetria e ao relevo no fundo dos mares.  

Basicamente existem três métodos confiáveis para se obter informações sobre as correntes de 

maré: dados hidrográficos, medições atualizadas e dinâmica de fluidos computacional [12]. 

Contudo, essa prospecção requer investimentos em pesquisas e em recursos humanos. Se 

comparado aos investimentos realizados na Europa, o Brasil tem realizado esforços pouco 

expressivos na questão do aproveitamento energético a partir de fontes oceânicas. Devido a isso, 

o conhecimento sobre o potencial oceânico do Brasil ainda é insuficiente e precisa de atenção. 

As informações que se têm disponíveis surgiram a partir de estudos globais: “Exploração da 
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Energia Maremotriz na Costa do Maranhão, Pará e Amapá” e “Energia Hidrocinética no Norte do 

Brasil”, em conjunto com a Eletronorte S.A. e a Embaixada do Reino Unido [20], [21]. Esses são 

os poucos estudos encontrados que disponibilizam números sobre o potencial de geração a partir 

dos rios e oceanos do Brasil. Com base nesses estudos, dentre as regiões com características 

favoráveis à geração, estão o litoral norte e nordeste do Brasil, pois possuem um dos maiores 

potenciais do mundo. Estima-se que o potencial energético teórico a partir dessa fonte é da ordem 

de 72 TWh/ano, sendo 39 TWh apenas no litoral do Estado do Maranhão [20]. 

A partir do exposto nessa contextualização, acredita-se que os resultados deste trabalho são 

promissores no que tange a formação de conhecimento sobre o aproveitamento energético a partir 

dos oceanos, servindo como base para a prospecção do potencial maremotriz. De maneira objetiva, 

alguns dos aspectos que impulsionaram o interesse neste trabalho se fundamentam em: 

✓ O Brasil é um país particularmente privilegiado, pois devido a sua localização e 

característica geográfica se registram bons índices de intensidade de corrente e alta 

amplitude de maré [21]; 

✓  Levantamentos preliminares apontam no sentido de que os estados do Pará e 

Maranhão são os mais propícios para geração de energia a partir do oceano [20]; 

✓ Apesar da energia maremotriz ser uma fonte intermitente, ela possui características 

favoráveis para a geração de energia devido à sua previsibilidade e sustentabilidade 

[12]; 

✓ A densidade de potência é maior quando se compara as turbinas hidrocinéticas às 

eólias devido à diferença entre as massas específicas dos fluidos [7], [22].  

1.3 Objetivos 

1.3.1 Objetivo geral 

Esta pesquisa teve como objetivo o estudo de otimização do desempenho de turbinas tipo 

hélice de eixo horizontal em função de uma modelagem integrada (fluidodinâmica, mecânica e 

elétrica), para aplicações eólicas e hidrocinéticas, considerando o projeto otimizado das pás do 

rotor e estratégia híbrida de MPPT em função do controle do ângulo de ataque ótimo das pás e dos 

pontos de máxima potência das curvas características das turbinas, analisando e identificando os 

fatores que influenciam na eficiência dessas turbinas. Essa modelagem é ilustrada de forma 

genérica na Figura 1.1. 
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Figura 1.1 – Modelagem integrada: hidráulica–mecânica–elétrica. 

 

 

1.3.2 Objetivos específicos 

• Estudar modelos de otimização para projetos de geometria das pás e cubo do rotor 

de turbinas; 

• Estudar a probabilidade de ocorrência de velocidade de fluido para cálculo de 

densidade de potência para projeto de pás de turbinas; 

• Estudar modelos para estimação do desempenho de turbinas em função das seguintes 

abordagens: rotor (constituído pelas pás), gerador elétrico e conversor eletrônico de 

potência; 

• Estudar metodologias de simulações para implementação dos modelos de estimação 

do desempenho de turbinas; 

• Estudar as técnicas de detecção de ponto de operação com máxima produção de 

potência; 

• Estudar parâmetros da turbina que influenciam no ponto de operação de máxima 

potência; 

• Avaliar o potencial energético teórico proveniente da combinação: modelo de turbina 

proposto e condições físicas naturais do estudo de caso. 
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1.4 Contribuições  

• Um modelo unificado rápido e simples foi compilado em algoritmo proposto para 

prever a curva de desempenho de potência de turbinas tipo hélice e de eixo horizontal 

de pequeno, médio e grande porte; 

• Modelo analítico integrado (fluidodinâmico, mecânico e elétrico) a partir do qual é 

possível identificar e configurar o ponto de operação da turbina que permite a 

extração da máxima potência: a nível de projeto e de controle; 

• O custo da carga computacional do modelo proposto para análise de desempenho de 

turbinas é infinitamente menor quando comparado aos programas que utilizam 

análise de elementos finitos. O processamento é rápido e evita a necessidade de 

computadores de alto desempenho (alto custo); 

• Implementação simples quando comparada àquelas com modelagem CFD, que 

demandam maior carga computacional e são mais complexas de simular. 

1.5 Metodologia 

A metodologia deste trabalho foi dividida em basicamente 4 etapas. 

I – Formação teórica 

Nessa primeira etapa foram feitas pesquisas de caráter documental, a fim de se obter 

conhecimento e domínio sobre o tema abordado, visando o entendimento do que já está 

consolidado sobre o tema: o que se têm estudado e publicado atualmente, quais os métodos 

utilizados para esse tipo de estudo, quais os problemas e barreiras a serem ultrapassados, quais os 

possíveis benefícios que esta pesquisa pode trazer, etc. 

II – Definição dos métodos para simulação e análises 

Nessa segunda etapa foram estudados modelos analíticos capazes de equacionar a energia 

que pode ser extraída a partir das correntes de fluidos (ar e água). O principal modelo em estudo é 

o BEMT. Esse modelo é comumente utilizado para análise do desempenho de turbinas. Um dos 

principais fatores que se pretende otimizar é o coeficiente de potência. Esse coeficiente é entendido 

como a eficiência da conversão de energia da turbina a partir do fluido: a energia é gerada a partir 

do fluxo de massa que movimenta as hélices da turbina, que transforma a energia cinética em 

mecânica e em seguida um gerador elétrico, no qual o eixo da turbina está acoplado, transforma 
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energia mecânica em elétrica. Com base nesse conceito a otimização desse coeficiente é de grande 

importância para melhoria da eficiência da turbina. Além das melhorias que se obteve a partir da 

modelagem e otimização do projeto de rotor da turbina, foi feito um estudo para melhorar o 

desempenho do sistema de geração a partir de técnicas de MPPT.  

III – Validação do modelo a partir das análises de simulação 

Uma vez obtidos os resultados de simulação, a partir dos métodos analíticos, foram 

utilizados modelos de turbinas reais conhecidas para comparação com a finalidade de validar os 

resultados das simulações obtidas a partir deste trabalho.  

A validação do modelo é importante no sentido de se poder trabalhar com um modelo virtual 

capaz de se comportar de modo coerente com as condições físicas reais. A partir desse modelo foi 

possível se beneficiar de algumas vantagens como analisar o desempenho de um eventual protótipo 

a partir de: alterações na geometria do modelo, alterações das condições ambientes, arranjo de 

equipamentos e processos, condições críticas de operação e otimização do modelo para novos 

testes.  

IV – Análise dos resultados e conclusões 

Esta pesquisa foi desenvolvida no IEE da UFMA, através do Programa de Pós-Graduação 

em Engenharia de Eletricidade, em colaboração com: o Instituto Nacional de Ciência e Tecnologia 

em Energias Oceânicas e Fluviais da UFMA, o Instituto de Tecnologia do Programa de Pós-

Graduação em Engenharia Mecânica da Universidade Federal do Pará e o Departamento de 

Engenharia Mecânica e de Manufatura da Universidade de Calgary (Canadá). 

1.6 Organização do trabalho 

No capítulo 2 é feita uma análise unidimensional para projetos de rotor de uma TTHEH, 

com base nos estudos da Lei da Conservação (das quantidades de massa, momento e energia) e da 

Equação de Bernoulli. Nessa análise o aproveitamento de energia se dá nos sentidos axial e 

rotacional em uma abordagem unidimensional, cujo resultado é a Teoria do Momento.  

No capítulo 3 é feita uma análise bidimensional para projetos de rotor de uma TTHEH, com 

base nos estudos da Fluidodinâmica (principalmente da Aerodinâmica). Nessa análise o 

aproveitamento de energia se dá nos sentidos axial e rotacional em uma abordagem bidimensional, 

a partir das forças aerodinâmicas resultantes. Essas forças aerodinâmicas são calculadas 

principalmente em função da geometria do aerofólio, do ângulo de ataque do aerofólio, do tipo de 
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escoamento e do número de Reynolds.  

As teorias apresentadas nos capítulos 3 e 4 são clássicas, mas optou-se por descrevê-las, 

visto que algumas equações específicas foram utilizadas em deduções de equações em capítulos 

seguintes. 

No capítulo 4 é feita uma análise da combinação da Teoria do Momento e da Teoria do 

Elemento de Pá. Nessa análise são incluídos estudos sobre os vórtices na raiz e na ponta da pá, que 

contribuem para resultados mais precisos na análise do desempenho da turbina.  

No capítulo 5 são analisados modelos matemáticos complementares ao BEMT. Esses 

modelos se baseiam em: correção das perdas de ponta e raiz da pá, correção para os altos valores 

dos fatores de indução e correção para os altos valores de ângulo de ataque. Foram feitas análises 

comparativas com o objetivo de incrementar o método BEMT e obter resultados melhores na 

estimação de curva de potência de turbinas. 

No capítulo 6 foram feitas novamente as análises da Teoria do Momento e da Teoria do 

Elemento de Pá, porém, desta vez, considerando uma aplicação com difusor. O resultado dessa 

análise é o BEMT aplicado a turbinas com difusor. 

No capítulo 7 foi discutido sobre o procedimento para construção do método BEMT 

implementado juntamente com os modelos matemáticos complementares discutidos no capítulo 5. 

Além disso, foram feitas algumas análises comparativas utilizando dados de turbinas reais para 

validação do método. 

No capítulo 8 foi explicado o procedimento para o cálculo da geometria ótima da pá, para 

turbinas com e sem difusor. Foi discutido também a influência da geometria no torque de partida 

e na inércia das pás, assim como no tempo necessário para a turbina acelerar. 

No capítulo 9 foi simulado o conjunto turbina, gerador elétrico e conversor eletrônico de 

potência utilizando estratégias de MPPT com duas abordagens, uma mecânica e uma elétrica, 

considerando a máxima eficiência na geração de energia elétrica.  

No capítulo 10 são apresentados os resultados de simulação e as discussões sobre as 

modelagens desenvolvidas, as variáveis e fatores que influenciam na máxima extração de potência, 

bem como a eficiência e vantagens da pesquisa desenvolvida neste trabalho. 

Por último são apresentadas as conclusões, sugestão de trabalhos futuros, artigos publicados 

em conferências e periódicos, e as referências utilizadas para o desenvolvimento desta pesquisa. 
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2 Estudo unidimensional aplicado ao projeto de rotor de uma TTHEH 

2.1 Contextualização 

O rotor de uma turbina é um dispositivo que tem como objetivo extrair a energia cinética 

do fluido, transformando-a em energia mecânica. Em seguida essa energia será transformada em 

energia elétrica através de um gerador. O projeto do rotor de uma turbina tipo hélice pode, a 

princípio, ser estudado a partir de algumas considerações [23] e [24]: 

• A turbina está imersa em um fluido incompressível; 

• O fluido que incide na turbina é de fluxo livre (não condicionado). 

Um fluido incompressível é qualquer fluido cuja massa específica (𝜌) permaneça constante 

e tenha a capacidade de se opor à compressão em relação a um intervalo de tempo (𝑡). Um 

escoamento com uma velocidade específica (𝑉𝑒𝑠𝑝) será essencialmente incompressível se o número 

de Mach for menor do que 0,3. Esse número pode ser calculado a partir de (2.1) [25]. 

𝑀 =
𝑉𝑒𝑠𝑝

𝑐𝑠𝑜𝑚
 (2.1) 

Sendo 𝑀 o número de Mach e 𝑐𝑠𝑜𝑚 a velocidade do som. 

2.2 Lei da Conservação 

A relação entre a potência contida em um fluxo de massa (𝑚̇) e a disponível no eixo da 

turbina pode ser entendida a partir da Lei da Conservação, que descreve a dinâmica dos fluidos e 

é definida pela conservação de três quantidades: massa, momento e energia [25], [26] e [27]. 

2.2.1 Conservação de massa 

A partir da conservação de massa e das considerações iniciais sobre fluido incompressível, 

pode-se considerar (2.2) a (2.4).  

𝑚∞̇ = 𝑚𝑑̇ = 𝑚𝑤̇ (2.2) 

𝜌∞𝐴∞𝑈∞ = 𝜌𝑑𝐴𝑑𝑈𝑑 = 𝜌𝑤𝐴𝑤𝑈𝑤 (2.3) 

𝐴∞𝑈∞ = 𝐴𝑑𝑈𝑑 = 𝐴𝑤𝑈𝑤 (2.4) 

Sendo 𝑈 a velocidade do fluido, 𝐴 a área da seção que contém as linhas de fluxo e os 

subscritos ∞, 𝑑 e 𝑤 referem-se às seções de fluxo livre a montante, no disco atuador e livre a 

jusante, respectivamente. Na Figura 2.1 é mostrado o comportamento do fluido em interação com 

o disco atuador. 
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Figura 2.1 – Modelo de um disco atuador de uma TTHEH. 

 

Fonte: adaptado de [24]. 

 

Devido ao disco atuador representar uma resistência ao fluxo de massa, surge uma variação 

de velocidade, resultando na diminuição da velocidade do fluido proveniente do fluxo livre a 

montante. Essa variação de velocidade é representada por um coeficiente percentual da velocidade 

do fluido no fluxo livre e é dada por (2.5), [23] e [24]. 

−𝑎𝑈∞ (2.5) 

Sendo 𝑎 denominado fator de indução axial de velocidade. Logo a relação entre as 

velocidades do fluido no fluxo livre a montante e no disco atuador pode ser dada por (2.6), [23], 

[24], [28], [29] e [30]. 

𝑈𝑑 = 𝑈∞(1 − 𝑎) (2.6) 

2.2.2 Conservação de momento 

A taxa de variação de momento pode ser expressa pelo produto do fluxo de massa com a 

taxa de variação de velocidade, dada por (2.7), [23], [24], [28], [29], [30] e [31]. 

(𝑈∞ − 𝑈𝑤)𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑 (2.7) 

A força axial (empuxo, 𝑇) que causa essa variação de momento resulta da diferença de 

pressão (𝑝) no disco atuador e é dada por (2.8). 

𝑇 = (𝑝𝑑
+ − 𝑝𝑑

−)𝐴𝑑 = (𝑈∞ − 𝑈𝑤)𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑 (2.8) 

Substituindo (2.6) em (2.8), tem-se (2.9). 
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𝑇 = (𝑝𝑑
+ − 𝑝𝑑

−)𝐴𝑑 = (𝑈∞ − 𝑈𝑤)𝜌𝐴𝑑𝑈∞(1 − 𝑎) (2.9) 

2.2.3 Equação de Bernoulli 

Definição: sob condições estáveis, a energia total do fluido, compreendendo energia 

cinética, potencial e de pressão, permanece constante desde que nenhum trabalho seja feito no 

fluido ou pelo fluido, [25], [26] e [27]. Nessas condições a equação de Bernoulli é dada por (2.10). 

1

2
𝜌𝑈2 + 𝑝 + 𝜌𝑔ℎ = 𝑐𝑜𝑛𝑠𝑡𝑎𝑛𝑡𝑒 (2.10) 

Sendo 𝑔 a aceleração da gravidade e ℎ a altura em relação a um ponto referencial no fluido.  

A partir da equação de Bernoulli é possível desenvolver duas análises sobre a conservação 

de energia no fluido, uma a montante e outra a jusante com base na Figura 2.1. 

 Análise da conservação de energia a montante 

Analisando as regiões de fluxo livre a montante e imediatamente anterior ao disco atuador, 

tem-se (2.11), [23], [24], [29], [30] e [31]. 

 
1

2
𝜌∞𝑈∞

2 + 𝑝∞ + 𝜌∞𝑔ℎ∞ =
1

2
𝜌𝑑𝑈𝑑

2 + 𝑝𝑑
+ + 𝜌𝑑𝑔ℎ𝑑  (2.11) 

Com base nas considerações iniciais sobre fluido incompressível e admitindo que esta 

análise é feita em um mesmo plano no eixo horizontal, (2.11) pode ser simplificado a (2.12). 

1

2
𝜌𝑈∞

2 + 𝑝∞ =
1

2
𝜌𝑈𝑑

2 + 𝑝𝑑
+ (2.12) 

 Análise da conservação de energia a jusante 

Analisando as regiões de fluxo livre a jusante e a imediatamente posterior ao disco atuador, 

tem-se (2.13), [23], [24], [29], [30] e [31]. 

 
1

2
𝜌𝑑𝑈𝑑

2 + 𝑝𝑑
− + 𝜌𝑑𝑔ℎ𝑑 =

1

2
𝜌𝑤𝑈𝑤

2 + 𝑝𝑤 + 𝜌𝑤𝑔ℎ𝑤 (2.13) 

Com base nas mesmas considerações admitidas na seção 2.2.3.1, (2.13) pode ser 

simplificado a (2.14). 

1

2
𝜌𝑈𝑑

2 + 𝑝𝑑
− =

1

2
𝜌𝑈𝑤

2 + 𝑝𝑤 (2.14) 

2.3 Aproveitamento de energia no disco atuador no sentido axial 

Admite-se que a pressão na região de fluxo livre a jusante é igual àquela na região de fluxo 

livre a montante. Logo (2.14) pode ser reescrito como (2.15), [23], [24], [29], [30] e [31]. 
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1

2
𝜌𝑈𝑑

2 + 𝑝𝑑
− =

1

2
𝜌𝑈𝑤

2 + 𝑝∞ (2.15) 

Isolando e igualando os termos 
1

2
𝜌𝑈𝑑

2 de (2.12) e (2.15), tem-se (2.16). 

(𝑝𝑑
+ − 𝑝𝑑

−) =
1

2
𝜌(𝑈∞

2 − 𝑈𝑤
2 ) (2.16) 

Substituindo (2.16) em (2.9), chega-se (2.21). 

1

2
𝜌(𝑈∞

2 − 𝑈𝑤
2 )𝐴𝑑 = (𝑈∞ − 𝑈𝑤)𝜌𝐴𝑑𝑈∞(1 − 𝑎) (2.17) 

1

2
(𝑈∞

2 − 𝑈𝑤
2 ) = (𝑈∞ − 𝑈𝑤)𝑈∞(1 − 𝑎) (2.18) 

1

2
(𝑈∞ + 𝑈𝑤) = 𝑈∞(1 − 𝑎) (2.19) 

𝑈∞ +𝑈𝑤 = 2𝑈∞(1 − 𝑎) (2.20) 

𝑈𝑤 = 𝑈∞(1 − 2𝑎) (2.21) 

Substituindo (2.21) em (2.9), tem-se (2.23). 

𝑇 = [𝑈∞ − 𝑈∞(1 − 2𝑎)]𝜌𝐴𝑑𝑈∞(1 − 𝑎) (2.22) 

𝑇 = 2𝜌𝐴𝑑𝑈∞
2 𝑎(1 − 𝑎) (2.23) 

Sabendo-se que a taxa de variação de energia mecânica (d𝐸𝑚) pode ser definida pelo 

trabalho exercido por uma força em uma taxa de variação de espaço (𝑑𝑥), tem-se (2.24), [26]. 

𝑑𝐸𝑚 = 𝑇𝑑𝑥 (2.24) 

Sabendo-se que potência mecânica (𝑃𝑚) pode ser definida pela taxa de variação de energia 

mecânica em função da taxa de variação do tempo (𝑑𝑡), tem-se (2.25), [24] e [26]. 

𝑃𝑚 =
𝑑𝐸𝑚
𝑑𝑡

 (2.25) 

Substituindo-se (2.24) em (2.25), tem-se (2.26). 

𝑃𝑚 = 𝑇
𝑑𝑥

𝑑𝑡
 (2.26) 

Sabendo-se que a taxa de variação do espaço em função do tempo é velocidade, [26], (2.26) 

pode ser reescrito como (2.27). 

𝑃𝑚 = 𝑇𝑈 (2.27) 

Neste caso, 𝑇 e 𝑈 representam o empuxo e velocidade do fluido, respectivamente, na região 

do disco atuador. Portanto, substituindo (2.23) em (2.27), tem-se (2.28). 

𝑃𝑚 = [2𝜌𝐴𝑑𝑈∞
2 𝑎(1 − 𝑎)]𝑈𝑑 (2.28) 

Logo a potência mecânica pode ser expressa substituindo (2.6) em (2.28), que resulta em 

(2.29). 
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𝑃𝑚 = 2𝜌𝐴𝑑𝑈∞
3 𝑎(1 − 𝑎)2 (2.29) 

2.3.1 Limite de Betz 

Sabe-se que a potência resultante de um fluxo de massa (𝑃𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜), passando através de 

determinada seção, pode ser definida por (2.30), [23], [24], [28], [29], [30] e [31]. 

𝑃𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜 =
1

2
𝜌𝐴𝑑𝑈∞

3  (2.30) 

Partindo do princípio que a função do rotor da turbina é extrair a energia cinética do fluido, 

transformando-a em energia mecânica, a eficiência dessa conversão é dada por um coeficiente de 

potência (𝐶𝑝) que é definido por (2.31). 

𝐶𝑝 =
𝑃𝑚

𝑃𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜
 (2.31) 

Substituindo (2.29) e (2.30) em (2.31), tem-se (2.32). 

𝐶𝑝 = 4𝑎(1 − 𝑎)2 (2.32) 

O máximo aproveitamento teórico de potência, chamado de Limite de Betz, pode ser 

calculado derivando-se 𝐶𝑝 em relação ao fator de indução e igualando o resultado a zero, [23], 

[24], [28], [29], [30] e [31]. Derivando a partir de (2.32), chega-se a (2.35). 

𝑑𝐶𝑝

𝑑𝑎
=
𝑑[4(1 − 𝑎)2 + 4𝑎[2(1 − 𝑎)(−1)]]

𝑑𝑎
= 0 (2.33) 

4(1 − 𝑎)2 − 8𝑎(1 − 𝑎) = 0 (2.34) 

(1 − 𝑎)(1 − 3𝑎) = 0 (2.35) 

Como existem perdas na conversão de energia, o aproveitamento não é integral. Logo, para 

o aproveitamento teórico máximo, o fator de indução é dado por (2.36). 

𝑎 =
1

3
 (2.36) 

Portanto o Limite de Betz é encontrado substituindo (2.36) em (2.32), que resulta em 

(2.37). 

𝐶𝑝 𝑚𝑎𝑥 =
16

27
≅ 0,5926 (2.37) 

Sabe-se que o empuxo resultante de um fluxo de massa, 𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜, passando através de 

determinada seção, pode ser definido por (2.38), [23], [24], [28], [29], [30] e [31]. 

𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜 =
1

2
𝜌𝐴𝑑𝑈∞

2  (2.38) 

De modo análogo ao coeficiente de potência, o coeficiente de empuxo, 𝐶𝑇, representa a 
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parcela aproveitada de empuxo em relação ao total (disponível no fluxo livre a montante) e é 

definida por (2.39).  

𝐶𝑇 =
𝑇

𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜
 (2.39) 

Portanto o coeficiente de empuxo é encontrado substituindo (2.23) e (2.38) em (2.39), que 

resulta em (2.40), [23], [24], [28], [29], [30] e [31]. 

𝐶𝑇 = 4𝑎(1 − 𝑎) (2.40) 

2.4 Aproveitamento de energia no disco atuador no sentido rotacional 

No caso de um rotor tipo hélice, assume-se que a velocidade angular (𝜔) transmitida ao 

fluido é consequência da reação ao torque exercido pelo fluido no rotor, cuja velocidade angular é 

Ω. A partir dessa consideração, entende-se que a velocidade angular do fluido em relação à pá do 

rotor aumenta de 𝛺 para 𝛺 + 𝜔 em direções opostas, enquanto a componente axial permanecer 

constante, [23], [24], [29], [30] e [31]. Esse fluxo de massa rotacional proveniente da interação do 

fluxo livre com o disco atuador é definido, em termo náutico, como esteira. 

Usando um volume de controle (região sombreada da Figura 2.2) que se move com a 

velocidade angular das pás do rotor, a equação de energia pode ser aplicada nas seções 

imediatamente antes e depois do disco atuador para se derivar uma expressão que calcula a 

diferença de pressão entre elas (seções 2 e 3 indicadas na Figura 2.2). 

 

Figura 2.2 – Disco atuador contido em um volume de controle. 

 

 

Com base nas considerações feitas na seção 2.2 sobre a Lei de Conservação e Equação de 
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Bernoulli, pode-se aplicar a conservação de energia nas seções 2 e 3 da Figura 2.2, que resulta em 

(2.41), [23], [24], [29], [30] e [31]. 

1

2
𝜌2𝑈′2

2 + 𝑝2 + 𝜌2𝑔ℎ2 =
1

2
𝜌3𝑈′3

2 + 𝑝3 + 𝜌3𝑔ℎ3 (2.41) 

Sendo que o sobrescrito em 𝑈′ refere-se à velocidade tangencial da seção. 

Com base nas considerações feitas na seção 2.1 sobre fluido incompressível e admitindo 

que esta análise é feita em um mesmo plano de referência no eixo horizontal, (2.41) pode ser 

simplificado a (2.42). 

1

2
𝜌𝑈′2

2 + 𝑝2 =
1

2
𝜌𝑈′3

2 + 𝑝3 (2.42) 

Organizando (2.42), tem-se (2.43). 

𝑝2 − 𝑝3 =
1

2
𝜌(𝑈′3

2
− 𝑈′2

2
) (2.43) 

A velocidade tangencial em determinado ponto no espaço, a partir do eixo de rotação, é 

definida por (2.44), [26]. 

 𝑈′ = Ω𝑟 (2.44) 

Sendo Ω a velocidade angular do ponto e 𝑟 a distância (raio) a partir do eixo de rotação. 

Sabe-se que a velocidade do fluido aumenta de 𝛺 para 𝛺 + 𝜔 nas seções 2 e 3. Então 

substituindo (2.44) em (2.43), chega-se a (2.47). 

𝑝2 − 𝑝3 =
1

2
𝜌[(𝛺𝑟 + 𝜔𝑟)2 − (𝛺𝑟)2] (2.45) 

𝑝2 − 𝑝3 =
1

2
𝜌[2Ω𝜔𝑟2 + 𝜔2𝑟2] (2.46) 

𝑝2 − 𝑝3 = 𝜌 [Ω +
𝜔

2
]𝜔𝑟2 (2.47) 

Sabe-se que a variação de pressão produz uma força que, neste caso, é igual e oposta ao 

empuxo (𝑇, força axial do fluido sobre o rotor da turbina, ver seção 2.2.2). Assim o empuxo pode 

ser calculado a partir de (2.8) e (2.47), que resulta em (2.48), [23], [24], [29], [30] e [31]. 

𝑇 = [𝜌 (Ω +
𝜔

2
)𝜔𝑟2] 𝐴𝑑 (2.48) 

Outro método utilizado para encontrar a força resultante sobre o disco atuador do rotor é 

através da taxa de variação de momento (ver (2.7), seção 2.2.2) no volume de controle mostrado 

na Figura 2.2, [23], [24], [29], [30] e [31]. Logo o empuxo pode ser calculado por (2.49). 

𝑇 = 𝜌𝐴𝑑𝑈′𝑑(𝑈′3 − 𝑈′2) (2.49) 

Como esta análise é rotacional, diferentemente da seção 2.2.2, substitui-se (2.44) em (2.49), 
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que resulta em (2.51). 

𝑇 = 𝜌𝐴𝑑𝑈′𝑑[(𝛺𝑟 + 𝜔𝑟) − (𝛺𝑟)] (2.50) 

𝑇 = 𝜌𝐴𝑑𝑈
′
𝑑(𝜔𝑟) (2.51) 

Igualando (2.48) a (2.51), tem-se (2.52). 

𝑈𝑑
′ = (Ω +

𝜔

2
) 𝑟 (2.52) 

Visto que o fator de indução de velocidade pode ser entendido como um coeficiente 

percentual da velocidade do fluido no fluxo inicial de referência, o fator de indução rotacional de 

velocidade (𝑎′) pode ser definido por (2.53).  

𝑎′ =
Δ𝑈′

𝑈𝑖𝑛𝑖𝑐𝑖𝑎𝑙
′  (2.53) 

Usando o volume de controle da região sombreada da Figura 2.2 e (2.52), o fator de indução 

rotacional pode ser definido por (2.55), [23], [24], [29], [30] e [31]. 

𝑎′ =
[(Ω +

𝜔
2) 𝑟 −

(Ω𝑟)]

Ω𝑟
 (2.54) 

𝑎′ =
𝜔

2Ω
 (2.55) 

Organizando (2.55) de outra forma, tem-se (2.56). 

𝜔 = 2𝑎′Ω (2.56) 

Substituindo (2.56) em (2.48), chega-se a (2.59). 

𝑇 = [𝜌 (Ω +
2𝑎′Ω

2
) (2𝑎′Ω)𝑟2] 𝐴𝑑 (2.57) 

𝑇 = [𝜌(1 + 𝑎′)2𝑎′Ω2𝑟2]𝐴𝑑 (2.58) 

𝑇 = 2𝑎′(1 + 𝑎′)𝜌Ω2𝑟2𝐴𝑑 (2.59) 

O torque mecânico (𝑄) exercido no rotor a partir do fluxo de massa deve ser igual à taxa 

de variação do momento angular da esteira, [23], [24], [29], [30] e [31]. Logo o torque mecânico 

pode ser definido por (2.60). 

𝑄 = 𝑚̇(𝜔𝑟)𝑟  (2.60) 

Substituindo o fluxo de massa e (2.56) em (2.60), tem-se (2.61). 

𝑄 = 𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑(2𝑎
′Ω𝑟2)  (2.61) 

De modo análogo ao coeficiente de potência, o coeficiente de torque mecânico (𝐶𝑄) 

representa a parcela de torque mecânico aproveitado em relação ao total (torque resultante de um 

fluxo de massa, 𝑄𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜) e é definido por (2.62).  
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𝐶𝑄 =
𝑄

𝑄𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜
 (2.62) 

Substituindo (2.6), (2.38) e (2.61) em (2.62), tem-se (2.66), considerando que o torque 

mecânico exercido pelo fluido livre é o empuxo vezes a distância ao eixo do disco atuador. 

𝐶𝑄 =
𝑄

1
2 𝜌𝐴𝑑𝑈∞

2 𝑟
 (2.63) 

𝐶𝑄 =
𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑(2𝑎

′Ω𝑟2)

1
2 𝜌𝐴𝑑𝑈∞

2 𝑟
 (2.64) 

𝐶𝑄 =
4(𝑈∞(1 − 𝑎))(𝑎

′Ω𝑟)

𝑈∞2
 (2.65) 

𝐶𝑄 =
4𝑎′(1 − 𝑎)Ω𝑟

𝑈∞
 (2.66) 

2.5 Aproveitamento de energia: análises de sentidos axiais e rotacional 

2.5.1 Taxa de velocidade de ponta 

A taxa de velocidade de ponta (𝜆) é definida como a relação entre a velocidade tangencial 

da ponta da pá do rotor e a velocidade do fluido no fluxo livre, [23], [24], [30] e [31]. Logo 𝜆 é 

dado por (2.67). 

𝜆 =
Ω𝑅

𝑈∞
 (2.67) 

Igualando (2.23) a (2.59), chega-se a (2.69). 

2𝜌𝐴𝑑𝑈∞
2 𝑎(1 − 𝑎) = 2𝑎′(1 + 𝑎′)𝜌Ω2𝑟2𝐴𝑑 (2.68) 

𝑎(1 − 𝑎)

𝑎′(1 + 𝑎′)
=
Ω2𝑟2

𝑈∞2
= 𝜆𝑟

2 (2.69) 

Sendo 𝜆𝑟 definido como a taxa de velocidade local. 

2.5.2 Taxa de variação de empuxo, torque e potência. 

Em um elemento de área anelar incremental, a área pode ser dada por (2.70), [26]. 

𝑑𝐴𝑑 = 2𝜋𝑟𝑑𝑟  (2.70) 

A taxa de variação de empuxo (𝑑𝑇) pode ser calculada substituindo (2.70) em (2.59), que 

resulta em (2.71). 

𝑑𝑇 = 4𝑎′(1 + 𝑎′)𝜌Ω2𝜋𝑟3𝑑𝑟  (2.71) 

A taxa de variação de torque mecânico (𝑑𝑄) pode ser calculada substituindo (2.6) e (2.70) 
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em (2.61), que resulta em (2.72). 

𝑑𝑄 = 4𝑎′(1 − 𝑎)𝜌𝑈∞Ω𝜋𝑟
3𝑑𝑟  (2.72) 

Sabendo-se que potência mecânica também pode ser definida pelo produto da velocidade 

angular com o torque mecânico, tem-se (2.73), [26]. 

𝑃𝑚 = 𝑄𝛺 (2.73) 

Logo a taxa de variação de potência mecânica (𝑑𝑃𝑚) pode ser calculada substituindo (2.72) 

em (2.73), que resulta em (2.74). 

𝑑𝑃𝑚 = 4𝑎′(1 − 𝑎)𝜌𝑈∞Ω
2𝜋𝑟3𝑑𝑟 (2.74) 

2.6 Teoria do momento 

Essa teoria refere-se a análise das forças na pá com base no estudo da conservação do 

momento linear e angular, [23], [24], [28], [29], [30], [31] e [32]. A partir da conservação do 

momento linear, substituindo (2.70) em (2.23), tem-se (2.75). 

𝑑𝑇 = 4𝜌𝑈∞
2 𝑎(1 − 𝑎)𝜋𝑟𝑑𝑟 (2.75) 

A partir da conservação do momento angular, derivou-se (2.72), repetida em (2.76). 

𝑑𝑄 = 4𝑎′(1 − 𝑎)𝜌𝑈∞Ω𝜋𝑟
3𝑑𝑟  (2.76) 

2.7 Considerações 

O principal objetivo deste capítulo é derivar as equações de empuxo, torque e potência, 

assim como seus respectivos coeficientes a partir de uma análise unidimensional e do estudo da 

Lei da Conservação. Também é de interesse deixar claro o conceito do Limite de Betz e como a 

velocidade do fluido se decompõe ao longo do espaço a montante e a jusante do disco atuador. 
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3 Estudo bidimensional aplicado ao projeto de rotor de uma TTHEH 

3.1 Contextualização 

A Fluidodinâmica é a parte da Física que estuda a dinâmica dos fluidos sobre corpos 

sólidos, parados ou em movimento. Uma parte específica da Fluidodinâmica é a área de 

conhecimento sobre a Aerodinâmica, no qual o fluido de estudo é o ar. Um dos principais 

interesses nessa área se baseiam em estudar as forças resultantes exercida em um corpo a partir da 

corrente de ar. Essas forças são consequência da pressão e da viscosidade que surge a partir da 

interação entre o fluido e o corpo, [25] e [26]. Os estudos nessa área são contínuos e consolidados, 

muito difundidos no setor da aviação, do automobilismo e na geração de energia a partir de turbinas 

eólicas, por exemplo. 

Neste estudo, o procedimento para o projeto do rotor de uma turbina hidrocinética tipo 

hélice é semelhante ao projeto de turbinas eólicas. O que deve se destacar é que apenas as 

características dos fluidos serão diferentes, como por exemplo, massa específica e viscosidade. 

Com base nessas considerações, os termos provenientes dos estudos da Aerodinâmica podem ser 

estendidos em analogia para a área da Hidrodinâmica, cujo fluido de estudo é a água. Essa 

contextualização precisa ser entendida, uma vez que os modelos para o projeto e a análise do 

desempenho de uma TTHEH desenvolvidos neste trabalho foram validados a partir de dados de 

campo de turbinas eólicas. 

3.2 Conceitos gerais da aerodinâmica 

Aerofólios são estruturas com formas geométricas específicas que são usadas para gerar 

forças mecânicas devido ao seu movimento relativo com um fluido circulante [23]. Na Figura 3.1 

são mostradas as principais forças que atuam no aerofólio. 

 

Figura 3.1 – Forças aerodinâmicas sobre um aerofólio. 

 

Fonte: adaptado de [23]. 



 

 

55 

 

 

 

3.2.1 Forças aerodinâmicas 

À medida que um fluido acelera ao redor do bordo de ataque (região curva na qual o fluido 

incide primeiramente) a pressão cai, resultando em um gradiente de pressão negativo. À medida 

que o fluido se aproxima do bordo de fuga (região delgada de último contato do fluido), ele 

desacelera e a pressão superficial aumenta, resultando em um gradiente de pressão positivo. Essa 

diferença de pressão resulta em uma força de sustentação perpendicular à direção da corrente de 

fluxo, [23], [24], [25], [27] e [30]. 

As forças de arrasto são resultantes da distribuição de pressão sobre o aerofólio e do atrito 

viscoso entre o fluido e o aerofólio. Essa força é paralela à direção da corrente de fluxo, [23], [24], 

[25], [27] e [30]. Esse arrasto provoca o desenvolvimento de duas regiões específicas de fluxo: 

I. Região mais distante da superfície do aerofólio, na qual os efeitos de atrito são 

insignificantes. 

II. Região mais próxima da superfície do aerofólio, na qual os efeitos de atrito 

dominam. 

Na região mais próxima da superfície do aerofólio, também chamada de camada limite, a 

velocidade do fluido aumenta de zero para aproximadamente a velocidade de fluxo livre, 

analisando a partir da superfície do aerofólio. O fluxo na camada limite é acelerado ou 

desacelerado pelo gradiente de pressão e pelo atrito viscoso sobre a superfície do aerofólio. Essa 

dinâmica pode provocar um “descolamento” da camada limite, transformando as correntes de 

fluxo em um escoamento turbulento. Essa situação gera uma condição chamada estol, na qual a 

força de sustentação decresce, [23]. 

O momento de impulso ou momento de guinada é uma função da integral dos elementos 

das forças de pressão em torno de um quarto da corda sobre a superfície do aerofólio. Essa força 

é aplicada no centroide aerodinâmico do aerofólio, que é dado por um eixo perpendicular à seção 

transversal do aerofólio, [23], [24], [25], [27] e [30]. 

 Número de Reynold 

O parâmetro adimensional mais importante para definir as características das condições do 

escoamento do fluido é o Número de Reynold, dado por (3.1) , [23], [24], [25], [27], [30] e [31]. 

𝑅𝑒 =
𝑈𝐿

𝑣
 (3.1) 

Sendo 𝐿 e 𝑣 o comprimento que caracteriza o fluxo e a viscosidade cinemática, 
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respectivamente.  

A viscosidade cinemática é definida por (3.2), [25]. 

𝑣 =
𝜇

𝜌
 (3.2) 

Sendo 𝜇 a viscosidade dinâmica. 

Substituindo (3.2) em (3.1), tem-se (3.3). 

𝑅𝑒 =
𝜌𝑈𝐿

𝜇
 (3.3) 

Os coeficientes de força e momento são funções do número de Reynold e podem ser 

definidos por estudos bi ou tridimensionais, baseados em testes de túnel de vento. As análises 

bidimensionais não consideram o efeito da perda de ponta. Nos projetos de rotores de turbinas do 

tipo hélice geralmente é utilizada a análise bidimensional, cujos coeficientes de sustentação, 

arrasto e de momento são definidos respectivamente por (3.4), (3.5) e (3.6), [23], [24], [27] e [30]. 

𝐶𝑙 =
𝐹𝐿

1
2𝜌𝑈

2𝑐 
 (3.4) 

𝐶𝑑 =
𝐹𝐷

1
2𝜌𝑈

2𝑐
 (3.5) 

𝐶𝑚 =
𝑀𝑇

1
2𝜌𝑈

2𝑐𝐴𝑝𝑎

 (3.6) 

Sendo 𝐹𝐿, 𝐹𝐷, 𝑀𝑇, 𝐴𝑝𝑎 e 𝑐 as forças de sustentação e de arrasto, o momento de impulso, a 

área projetada do aerofólio e a corda do perfil do aerofólio, respectivamente. 

3.3 Teoria do elemento da pá 

As forças nas pás de uma turbina tipo hélice podem ser expressas como uma função dos 

coeficientes de sustentação e de arrasto, que dependem do ângulo de ataque e da geometria do 

perfil, [23], [24], [30] e [31]. Nessa análise supõe-se: 

• Não há interação aerodinâmica entre os elementos da pá. Neste estudo, os 

elementos da pá são as seções nas quais a pá foi dividida (ver Figura 3.2); 

• As forças nas pás são determinadas unicamente pelas características de sustentação 

e arrasto da geometria do perfil aerodinâmico das pás; 

• As forças são constantes em cada seção da pá e o rotor possui número finito de pás. 
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Figura 3.2 – Elementos da pá. 

 

 

Essas forças são calculadas a partir das componentes de velocidade. A velocidade relativa 

do fluxo é a soma vetorial da velocidade do fluxo axial no rotor, 𝑈∞(1 − 𝑎), e a velocidade do 

fluxo rotacional no rotor, (𝛺 + 𝜔/2)𝑟. 

A partir de (2.52) e (2.56), deduzidas no capítulo 2, tem-se (3.7). 

(𝛺 +
𝜔

2
) 𝑟 = 𝛺𝑟 + 𝛺𝑟𝑎′ = 𝛺𝑟(1 + 𝑎′) (3.7) 

Na Figura 3.3 são mostradas as componentes das forças de sustentação, arrasto, normal e 

tangencial, e as componentes de velocidade axial, angular e relativa. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

R

r

dr



 

 

58 

 

 

Figura 3.3 – Definições da geometria do perfil da pá da turbina. 

 

Fonte: adaptado de [23]. 

 

Sendo: 

• 𝑈𝑟𝑒𝑙 – a velocidade relativa do fluxo; 

• 𝜃𝑝 – o ângulo de torção da seção, que é formado entre a linha da corda do perfil e 

o plano de rotação do rotor; 

• 𝛼 – o ângulo de ataque, que é formado entre a linha da corda do perfil e a direção 

da velocidade relativa do fluxo; 

• 𝜑 – o ângulo da velocidade relativa do fluxo, que é formado entre o plano de rotação 

do rotor e a própria velocidade relativa do fluxo; 

• 𝑑𝐹𝐿 – a força de sustentação incremental; 

• 𝑑𝐹𝐷 – a força de arrasto incremental; 

• 𝑑𝐹𝑁 – a força incremental normal ao plano de rotação do rotor. É a própria força 

incremental do empuxo; 

• 𝑑𝐹𝑇 – a força incremental tangencial ao círculo varrido pelo rotor. 
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A partir de (3.4), (3.5) e da Figura 3.3, é possível deduzi de (3.8) a (3.14), [23], [24], [30], 

[31] e [32]. 

𝜑 = 𝜃𝑝 + 𝛼 (3.8) 

𝑡𝑔(𝜑) =
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝛺𝑟(1 + 𝑎′)
=

1 − 𝑎

𝜆𝑟(1 + 𝑎′) 
 (3.9) 

𝑈𝑟𝑒𝑙 =
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
 (3.10) 

𝑑𝐹𝐿 =
1

2
𝐶𝑙𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑑𝑟 (3.11) 

𝑑𝐹𝐷 =
1

2
𝐶𝑑𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑑𝑟 (3.12) 

𝑑𝐹𝑁 = 𝑑𝐹𝐿 cos(𝜑) + 𝑑𝐹𝐷𝑠𝑒𝑛(𝜑) (3.13) 

𝑑𝐹𝑇 = 𝑑𝐹𝐿 sen(𝜑) − 𝑑𝐹𝐷𝑐𝑜𝑠(𝜑) (3.14) 

Substituindo (3.11) e (3.12) em (3.13), chega-se a (3.16). 

𝑑𝐹𝑁 = (
1

2
𝐶𝑙𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑑𝑟) cos(𝜑) + (
1

2
𝐶𝑑𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑑𝑟) 𝑠𝑒𝑛(𝜑) (3.15) 

𝑑𝐹𝑁 =
1

2
𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑐𝑑𝑟 (3.16) 

Se o rotor tem um número 𝐵 de pás, então (3.16) pode ser expresso por (3.17). 

𝑑𝐹𝑁 = 𝐵 [
1

2
𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑐𝑑𝑟]    (3.17) 

O torque mecânico diferencial devido à força tangencial, a uma distância 𝑟 em relação ao 

eixo de rotação, pode ser definido por (3.18), [23], [24], [30], [31] e [32]. 

𝑑𝑄 = 𝐵𝑟𝑑𝐹𝑇  (3.18) 

Substituindo (3.14) em (3.18), tem-se (3.19). 

𝑑𝑄 = 𝐵𝑟(𝑑𝐹𝐿 sen(𝜑) − 𝑑𝐹𝐷𝑐𝑜𝑠(𝜑)) (3.19) 

Substituindo (3.11) e (3.12) em (3.19), chega-se (3.21). 

𝑑𝑄 = 𝐵𝑟 ((
1

2
𝐶𝑙𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑑𝑟) sen(𝜑) − (
1

2
𝐶𝑑𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑑𝑟) 𝑐𝑜𝑠(𝜑)) (3.20) 

𝑑𝑄 =
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 (𝐶𝑙 sen(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑐𝑟𝑑𝑟 (3.21) 

Substituindo (3.10) em (3.17) e (3.21), obtém-se (3.22) e (3.23). 
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𝑑𝐹𝑁 = 𝐵 [
1

2
𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)
2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑐𝑑𝑟] (3.22) 

𝑑𝑄 = 𝐵 [
1

2
𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑)
)

2

(𝐶𝑙 sen(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑐𝑟𝑑𝑟] (3.23) 

A solidez é definida como a área das pás projetada em relação ao círculo varrido pelo rotor. 

Logo a solidez local (𝜎′) é definida por (3.24), [23], [24], [30], [31] e [32]. 

𝜎′ =
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (3.24) 

Substituindo (3.24) em (3.22) e (3.23), obtém-se (3.25) e (3.26). 

𝑑𝐹𝑁 = 𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)
2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑟𝑑𝑟] (3.25) 

𝑑𝑄 = 𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑)
)

2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟] (3.26) 

O coeficiente de empuxo pode ser calculado substituindo (2.38), (2.70) e (3.25) em (2.39), 

resultando em (3.29), (ver seção 2.3, capítulo 2). 

𝐶𝑇 =
𝑇

𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜
 (3.27) 

𝐶𝑇 =

𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)
𝑠𝑒𝑛(𝜑) 

)
2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑟𝑑𝑟]

1
2 𝜌𝑈∞

2 2𝜋𝑟𝑑𝑟
 (3.28) 

𝐶𝑇 = 𝜎′ [(
1 − 𝑎

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)
2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))] (3.29) 

O coeficiente de torque mecânico pode ser calculado substituindo (2.70) e (3.26) em (2.62), 

resultado em (3.33), (ver seção 2.4, capítulo 2). 

𝐶𝑄 =
𝑄

1
2𝜌𝑈∞

2 2𝜋𝑟𝑑𝑟
 (3.30) 

𝐶𝑄 =

𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)
𝑠𝑒𝑛(𝜑)

)
2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟]

1
2 𝜌𝐴𝑑𝑈∞

2 𝑟
 (3.31) 

𝐶𝑄 =

𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝑈∞(1 − 𝑎)
𝑠𝑒𝑛(𝜑)

)
2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟]

1
2 𝜌(2𝜋𝑟𝑑𝑟)𝑈∞

2 𝑟
 (3.32) 
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𝐶𝑄 = 𝜎′ [(
(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑)
)

2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟] (3.33) 

3.4 Considerações 

O principal objetivo deste capítulo foi derivar as equações de empuxo, torque e potência, 

assim como seus respectivos coeficientes a partir de uma análise bidimensional e do estudo da 

aerodinâmica. Também é de interesse definir os vetores de velocidades em relação à pá e à seção 

varrida pelo rotor, assim como os ângulos aerodinâmicos. 
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4 Teoria do momento do elemento de pá aplicado ao projeto de rotor de uma 

TTHEH 

4.1 Contextualização 

Essa teoria surge a partir da combinação da Teoria do Momento com a Teoria do Elemento 

de Pá e é conhecida como Método BEMT, [23], [24], [27], [28], [30], e [32]. Esse método é 

largamente usado, tanto para elaboração e otimização de novos projetos como para análise de 

desempenho de turbinas já comerciais. 

A combinação das duas teorias surge igualando-se as equações de forças normais [33], 

[34], (2.75) a (3.25), que resulta em (4.3). 

4𝜌𝑈∞
2 𝑎(1 − 𝑎)𝜋𝑟𝑑𝑟 = 𝜎′𝜋 [𝜌 (

𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)
2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑟𝑑𝑟] (4.1) 

4𝑎 = 𝜎′ [(
1 − 𝑎

𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
) (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))] (4.2) 

𝑎

1 − 𝑎
=
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.3) 

E igualando as equações de torque mecânico, (2.76) a (3.26), chega-se a (4.6). 

4𝑎′(1 − 𝑎)𝜌𝑈∞𝛺𝜋𝑟
3𝑑𝑟 = 𝜎′𝜋 [𝜌 (

𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛(𝜑)
)

2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟] (4.4) 

4𝑎′𝛺𝑟 = 𝜎′ [
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (4.5) 

𝑎′

1 − 𝑎
=
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
(
𝑈∞
𝛺𝑟
)   (4.6) 

O termo entre parênteses em (4.6) é o inverso da taxa de velocidade local (ver equação 

(2.69), capítulo 2). Logo (4.6) pode ser reescrito como (4.7). 

𝑎′

1 − 𝑎
=
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝜆𝑟𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.7) 

4.2 Equações dos fatores de indução axial e rotacional 

A equação do fator de indução axial é deduzida a partir de (4.3), que resulta em (4.13). 

𝑎 = (1 − 𝑎)
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.8) 

𝑎 =
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
− 𝑎 (

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
) (4.9) 
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𝑎 + 𝑎 (
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
) =

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.10) 

𝑎 (1 +
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
) =

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.11) 

𝑎 =

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)

(1 +
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
)

 (4.12) 

𝑎 =
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑) + 𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
 (4.13) 

Dividindo (4.13) por 𝜎′ (𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑)), chega-se a (4.14). 

𝑎 =
1

1 +
4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

 
(4.14) 

A equação do fator de indução rotacional é deduzida a partir de (4.7), que pode ser reescrita 

como (4.15). 

𝑎′ = (
1 − 𝑎

𝜆𝑟
)
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.15) 

Substituindo (3.9) em (4.15), chega-se a (4.23). 

𝑎′ = (𝑡𝑔(𝜑)(1 + 𝑎′))
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.16) 

𝑎′ = (
𝑠𝑒𝑛(𝜑)

𝑐𝑜𝑠(𝜑)
(1 + 𝑎′))

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (4.17) 

𝑎′ = (1 + 𝑎′)
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
 (4.18) 

𝑎′ =
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
+ 𝑎′ (

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4 𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
) (4.19) 

𝑎′ − 𝑎′ (
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4 𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
) =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
 (4.20) 

𝑎′ (1 −
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4 𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
) =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
 (4.21) 

𝑎′ =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4 𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)

(1 −
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4 𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
)

 (4.22) 
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𝑎′ =
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4 𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))
 (4.23) 

Dividindo (4.23) por 𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑)), chega-se a (4.24). 

𝑎′ =
1

4𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))
− 1

 
(4.24) 

4.3 Método de Prandtl 

4.3.1 Fator de perda de ponta 

A princípio o método BEMT não considera a “perda de ponta”, porém é importante para o 

estudo do desempenho da turbina uma vez que interfere diretamente no torque mecânico. Essa 

perda de ponta ou redução de circulação na pá é consequência da influência dos vórtices que 

surgem na ponta da pá. De acordo com a teoria do elemento de pá, a interação do fluido com as 

pás produz uma diferença de pressão entre as superfícies superior e inferior do aerofólio. Como a 

pressão é maior na superfície inferior do aerofólio, o fluido escoa da superfície inferior para a 

superior na região da ponta da pá gerando vórtices que diminuem a força de sustentação. Esse 

efeito é mais perceptível em rotor com número finito de pás e quando essas pás são mais delgadas 

[23], [30] e [35]. Devido a esse efeito, o torque mecânico no eixo do rotor diminui. 

A abordagem mais direta para considerar essa perda proveniente dos vórtices foi 

desenvolvida por Prandtl e é formalmente definida como a razão entre a circulação limite atual e 

a de um rotor com número infinito de pás [35], [36], [37] e [38]. De acordo com esse método, um 

fator de correção de perda (𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠) deve ser introduzido nas equações (2.75) e (2.76), discutidas 

anteriormente [23], [30] e [35]. Esse fator de correção é uma função do número de pás, do ângulo 

do fluido relativo e da posição na pá. O método de Prandtl pode ser simplificado por um fator de 

correção de perda de ponta (𝐹𝑡𝑖𝑝) dado em (4.25), [23], [24], [27], [30], [31] e [32]. 

𝐹𝑡𝑖𝑝 = (
2

𝜋
) 𝑐𝑜𝑠−1 [𝑒𝑥𝑝

−(
𝐵
2
 
(𝑅−𝑟)

(𝑟𝑠𝑒𝑛(𝜑))
 )
] (4.25) 

Os cálculos dos elementos da pá feitos com o modelo de Prandtl mostram uma boa 

concordância com os dados de teste [29] na alta taxa de velocidade da ponta. No entanto, Wood 

[30] mostra que é impreciso para baixa taxa de velocidade da ponta (menor que 1,0) e não reproduz 

corretamente o efeito de 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠. Sendo assim, para essa condição de baixa taxa velocidade de ponta 

é necessário um estudo específico. 
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4.3.2 Fator de perda de cubo 

Algumas implementações do método BEMT incluem o modelo da “perda de cubo”. Esse 

modelo é explicado de maneira semelhante ao descrito sobre a perda de ponta. Porém ele se refere 

à influência dos vórtices gerados na raiz da pá (próximo ao cubo do rotor), [24], [27], [29], [31] e 

[32]. O fator de perda de cubo é dado por (4.26). 

𝐹ℎ𝑢𝑏 = (
2

𝜋
) 𝑐𝑜𝑠−1 [𝑒𝑥𝑝

−(
𝐵
2
 
(𝑟−𝑟ℎ𝑢𝑏)

(𝑟ℎ𝑢𝑏𝑠𝑒𝑛(𝜑))
 )
] (4.26) 

Logo, a partir de (4.25) e (4.26), o fator de correção de Prandtl pode ser dado por (4.27). 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 = 𝐹𝑡𝑖𝑝𝐹ℎ𝑢𝑏    (4.27) 

Na Figura 4.1 são mostrados nos gráficos superiores que as perdas por desprendimento de 

vórtices afetam 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 apenas na ponta da pá, levando a uma redução de 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠. Quando a correção é 

aplicada à raiz (𝑟/𝑅 < 0,3) e à ponta (𝑟/𝑅 > 0,9), 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 diminui. Analisando o gráfico inferior 

da Figura 4.1 a), que mostra a curva de distribuição de força ao longo do raio do rotor na condição 

de partida da turbina, é possível observar que tanto as correções de raiz quanto as de ponta 

diminuem, influenciando na distribuição de força ao longo da posição radial, nas faixas 0,2 <

𝑟/𝑅 < 0,3 e 0,9 < 𝑟/𝑅 < 1,0. Isso fica mais evidente na condição de partida da turbina porque a 

região de raiz da pá tem uma contribuição de torque significativa, pois o ângulo de ataque em 

rotações muito baixas é muito menor na raiz do que na ponta, afetando o torque. O gráfico inferior 

da Figura 4.1 b) mostra a curva de distribuição de força ao longo da pá. A turbina está operando 

em condição próxima à nominal. É possível observar que nessa condição a influência da correção 

da ponta é mais significativa do que a correção na raiz. Isso acontece porque, perto da condição 

nominal, a perda de ponta é de longe mais significativa para o torque da turbina, já que a relação 

entre sustentação e arrasto está próxima do ideal. 

Os cálculos do elemento de pá feitos com o modelo de Prandtl mostram boa precisão com 

os dados experimentais [34], [37] para uma alta taxa de velocidade de ponta. Contudo, Wood et 

al. [17] mostraram que o cálculo do elemento de pá é impreciso para uma relação de velocidade 

de ponta muito baixa (menor que 1). Além disso, 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 é impreciso ao longo da lâmina e tem um 

erro significativo na região próxima ao cubo em qualquer valor de 𝜆. 
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Figura 4.1 – 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 e curva de distribuição de força ao longo do raio do rotor: a) condição 

de partida da turbina e b) torque sob operação de condição próxima à nominal. 
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4.4 Equações dos fatores de indução axial e rotacional com fator de correção da perda de 

ponta 

Considerando o fator de correção, as equações da teoria do momento, (2.75) e (2.76), são 

alteradas para (4.28) e (4.29). 

𝑑𝑇 = 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝜌𝑈∞
2 𝑎(1 − 𝑎)𝜋𝑟𝑑𝑟 (4.28) 

𝑑𝑄 = 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎
′(1 − 𝑎)𝜌𝑈∞Ω𝜋𝑟

3𝑑𝑟  (4.29) 

Como consequência da alteração de 𝑑𝑇 e 𝑑𝑄, os fatores de indução axial e rotacional 

podem ser reescritos por (4.30) e (4.31). Para essa dedução é necessário repetir o desenvolvimento 

de (4.1) a (4.24), usando 𝑑𝑇 e 𝑑𝑄 dados em  (4.28) e (4.29). 

𝑎 =
1

1 +
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑠𝑒𝑛2(𝜑)

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

 
(4.30) 

𝑎′ =
1

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑐𝑜𝑠(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))
− 1

 
(4.31) 

Percebe-se que a única alteração em (4.30) e (4.31) é o surgimento de 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 no 

denominador. 

4.5 Método de Glauert 

A teoria do momento e a teoria dos elementos de pá não são aplicadas em condições de 

esteira turbulenta. Uma solução para essa condição de esteira foi proposta por Glauert, que 

desenvolveu uma relação empírica entre o fator de indução axial e o coeficiente de empuxo, 

incluindo os fatores de perdas nas pás, [23], [24], [27], [28], [29], [30], [31] e [32]. Essa relação é 

dada por (4.32) e é válida para 𝑎 > 0,4 ou 𝐶𝑇 > 0,96. 

𝑎 = (
1

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
) (0.143 + √0.0203 − 0.6427(0.889 − 𝐶𝑇)) (4.32) 

Desse modo, se 𝐶𝑇 < 0,96, as equações derivadas anteriormente em (4.30) e (4.31) podem 

ser usadas. Caso contrário, se 𝐶𝑇 > 0,96, o cálculo do fator de indução axial deve ser determinado 

usando (4.32) e do fator de indução rotacional usando (4.24). 

4.6 Modelos de solução para o método BEMT clássico 

Existem dois modelos clássicos que geralmente são usados para solucionar o método 

BEMT, resolvendo as equações que determinam o desempenho da turbina, [23], [24], [27], [28], 

[30] e [32]:  
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• Solução através do cálculo de 𝐶𝑙 e 𝑎: utiliza as características específicas do aerofólio 

(𝐶𝑙 em função de 𝛼) e as equações BEMT. Esse método pode ser resolvido numérica 

ou graficamente, construindo a curva de 𝐶𝑙 em função de 𝛼 e em função dos termos 

em (4.3). Assim que 𝐶𝑙 é determinado, 𝑎 pode ser calculado por (4.14). O valor do 

fator de indução deve ser conferido a cada cálculo para que não ultrapasse o limite 

de Betz, assegurando assim, a validade do resultado. O problema encontrado neste 

método se dá pela multiplicidade de soluções (valores de 𝐶𝑙) na região de estol. Como 

comentado na seção 3.2, a partir do ângulo de estol o 𝐶𝑙 decresce com o aumento de 

𝛼 e devido a isso se caracteriza uma região de vértice de parábola. Logo é possível 

encontrar mais de uma solução para 𝐶𝑙. 

• Solução iterativa através do cálculo de 𝑎 e 𝑎′: utiliza uma abordagem analítica 

iterativa. O cálculo começa com uma estimativa para 𝑎 e 𝑎’, que serão atualizados a 

partir das condições do fluido. Os cálculos são repetidos até que 𝑎 e 𝑎’ atendam a 

uma condição de tolerância. 

Devido ao método I apresentar o problema de multiplicidade de soluções, optou-se por usar 

o método II neste trabalho. 

4.7 Considerações 

De maneira simples, o desempenho de turbinas pode ser analisado com o método BEMT 

clássico em função dos 4 itens seguintes: 

I. Os fatores de indução são calculados por (4.30) e (4.31). Sendo que para a situação 

em que 𝑎 > 0,4 ou 𝐶𝑇 > 0,96, somente o fator de indução axial passa a ser 

calculado por (4.32). 

II. As velocidades axial, tangencial e relativa no rotor podem ser calculadas por (2.6), 

(3.7) e (3.10) respectivamente. 

III. O ângulo 𝜑 pode ser calculado por (3.9) e consequentemente o ângulo 𝛼 pode ser 

calculado por (3.8). 

IV. A força de empuxo e o torque mecânico no rotor podem ser calculados por (3.25) e 

(3.26), e consequentemente a potência mecânica por de ser calculada por (2.73). 

Esses 4 passos são calculados iterativamente em um algoritmo como descrito por [13]. 

1) Inicializa 𝑎 e 𝑎′, geralmente 𝑎 = 𝑎′ = 0; 

2) Calcula o ângulo de fluxo 𝜑; 
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3) Calcula o ângulo de ataque 𝛼; 

4) Calcula os coeficientes de sustentação 𝐶𝑙(𝛼) e arrasto 𝐶𝑑(𝛼) a partir de um banco 

de dados; 

5) Calcula os coeficientes de força normal 𝐶𝑛 e tangencial 𝐶𝑡; 

6) Calcula os novos valores de 𝑎 e 𝑎′; 

7) Se os novos valores de 𝑎 e 𝑎′ mudaram para um valor maior que a tolerância, ir 

para o passo 2. Se não, seguir para o passo 8; 

8) Calcular as cargas locais no segmento da pá. 

No capítulo 5 são feitas análises comparativas de vários métodos complementares ao 

BEMT. Após uma discussão para a escolha da melhor combinação desses métodos, é mostrado 

um fluxograma que facilita o entendimento do modelo. 
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5 Modelos matemáticos complementares ao método BEMT clássico aplicado 

ao projeto de rotor de uma TTHEH 

5.1 Contextualização 

Embora o método BEMT clássico seja consolidado, considerando os métodos de Prandtl e 

Glauert, não é suficiente para analisar o desempenho de turbinas em alguns cenários. Por exemplo, 

em situações na qual o ângulo de ataque supera o de estol, o método clássico introduz erros 

significativos na força de empuxo e no torque da turbina. Por isso são necessários modelos 

matemáticos complementares capazes de equacionar corretamente o desempenho de uma turbina. 

Nesse contexto, existem outros modelos matemáticos que podem ser utilizados para 

analisar os efeitos de perda de ponta e raiz, altos valores do fator de indução axial e altos valores 

do ângulo de ataque na região pós-estol. 

5.2 Correção de perda de ponta 

Existem vários métodos que foram desenvolvidos para corrigir essas perdas de ponta na 

pá. Alguns desses métodos são mostrados nas próximas seções. 

5.2.1 Correção de Prandtl e Betz 

Além do método aplicado à ponta e à raiz, Prandtl propôs juntamente com Betz outros dois 

métodos que podem ser implementados por (5.1) e (5.2), [27].  

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 =
2

𝜋
𝑎𝑐𝑜𝑠 (𝑒𝑥𝑝(−

𝐵

2
(1 −

𝜆𝑟
𝜆
)√1 + 𝜆2 (

1 + 𝑎′(𝑅)

1 − 𝑎(𝑅)
)

2

)) (5.1) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 =
2

𝜋
𝑎𝑐𝑜𝑠 (𝑒𝑥𝑝(−

𝐵

2
(1 −

𝜆𝑟
𝜆
)√1 + (

𝜆

1 − 𝑎(𝑅)
)
2

)) (5.2) 

5.2.2 Correção de Burton 

Burton [24] propôs um método semelhante ao de Prandtl que pode ser implementado por 

(5.3) [27]. 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 =
2

𝜋
𝑎𝑐𝑜𝑠 (𝑒𝑥𝑝(−

𝐵

2
(
𝜆

𝜆𝑟
− 1)√1 + (

𝜆𝑟
1 − 𝑎

)
2

)) (5.3) 
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5.2.3 Correção do Raio Efetivo 

O método mais simples de compensar a perda de ponta é com a redução do raio efetivo da 

pá [39]. Essa redução é de 3 % e pode ser implementada por (5.4) e (5.5). Sendo 𝑟𝑒 = 0,97𝑅. 

𝐹 = 1    𝑖𝑓 0 < 𝑟 < 𝑟𝑒 (5.4) 

𝐹 = 0    𝑖𝑓 𝑟𝑒 ≤ 𝑟 ≤ 𝑅 (5.5) 

5.2.4 Correção de Goldstein 

Goldstein propôs um método que promete ser mais preciso que o método de Prandtl, mas é 

pouco utilizado devido a maior complexidade (são necessárias informações de parâmetros 

característicos da região dos vórtices) [29]. Devido à falta dessas informações, o método de 

Goldstein não foi estudado neste trabalho, mas pode ser encontrado em [29].  

5.3 Correção para altos valores do fator de indução 

Os modelos matemáticos propostos para correção do método BEMT, quando se trabalha 

com altos valores do fator de indução axial, são baseados em relações empíricas que foram 

fundamentadas no estudo preliminar realizado por Glauert [23], [24], [39] e [13]. Alguns desses 

métodos serão descritos a seguir. 

5.3.1 Correção de Peter Smith 

O método descrito por Peter Smith [40] pode ser implementado por (5.6), (5.7) e (5.8), para 

𝑎 > 0.5. 

𝑎 = 1 − √
𝑓𝑡
𝐹𝑡

 (5.6) 

𝑓𝑡 =
1

[0.11 (
1
𝐹𝑡
)
3

− 0.70 (
1
𝐹𝑡
)
2

+ 2.15 (
1
𝐹𝑡
) + 2.15]

 
(5.7) 

𝐹𝑡 =
𝑎

(1 − 𝑎)
 (5.8) 

5.3.2 Correção de Robert Wilson 

O método descrito por Robert Wilson, [29] e [41], pode ser implementado por (5.9) e 

(5.10), para 𝑎 > 0.4. 
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𝑆 =
𝜎′𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠 (𝜑)

8𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (5.9) 

𝑎 =
2𝑆 + 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 −√𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠

2 + 4𝑆𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠(1 − 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠)

2(𝑆 + 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
2 )

 (5.10) 

5.3.3 Correção de Robert Wilson e Spera 

O método descrito por Robert Wilson e Spera, [13] e [39], pode ser implementado por 

(5.11) e (5.12), para 𝑎 > 𝑎𝑐. Onde 𝑎𝑐 = 0,2. 

𝐾 =
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛

2(𝜑)

𝜎′𝐶𝑛
 (5.11) 

𝑎 =
1

2
[2 + 𝐾(1 − 2𝑎𝑐) − √(𝐾(1 − 2𝑎𝑐) + 2)2 + 4(𝐾𝑎𝑐2 − 1)] (5.12) 

5.3.4 Correção de Marshall Buhl 

O método descrito por Marshall Buhl, [32] e [42], pode ser implementado por (5.13) e 

(5.14), para 𝑎 > 0.4 ou equivalente 𝐶𝑇 > 0.96. 

𝐶𝑇 =
8

9
+ (4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 −

40

9
) 𝑎 + (

50

9
− 4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠) 𝑎

2 (5.13) 

𝑎 =
18𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 − 20 − 3√𝐶𝑇(50 − 36𝐹𝑙𝑜𝑠) + 12𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠(3𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 − 4)

36𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 − 50
 (5.14) 

5.3.5 Correção de Madsen 

O método de Madsen [27] pode ser implementado por (5.15) para 𝐶𝑇 < 𝐶 e (5.16) para 

𝐶𝑇 > 𝐶. Onde 𝐶 = 2.5. 

𝑎 = 𝑘0 + 𝑘1𝐶𝑇 + 𝑘2𝐶𝑇
2 + 𝑘3𝐶𝑇

3 (5.15) 

𝑎 = (𝑘1 + 2𝐶𝑘2 + 3𝐶𝑘3
2)(𝐶𝑇 − 𝐶) + 𝑘0 + 2,5𝑘1𝐶 + 𝑘2𝐶

2 + 𝑘3𝐶
3 (5.16) 

Onde os coeficientes de (5.15) e (5.16) são dados por (5.17). 

𝑘0 = −0.001701; 𝑘1 = 0.251163; 𝑘2 = 0.054496; 𝑘3 = 0.089207 (5.17) 

5.3.6 Correção de Shen 

Shen et al. [43] descreveu um método com duas funções intermediárias, 𝑌1 e 𝑌2, que são 

dadas nas equações (5.18) e (5.19), respectivamente, para as quais 𝑌1 ≥ 2 representa uma região 

de baixo empuxo. Esta condição é a mesma para 𝑎 > 1/3 e é utilizada nas seguintes expressões 
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para os fatores de indução, conforme mostrado nas equações (5.20) e (5.21). O fator de indução 

axial é calculado em função do raio, considerando os vórtices ao longo da pá. Os resultados 

mostraram que o modelo prediz melhor a distribuição de força aerodinâmica nas proximidades da 

ponta, resultando em curvas de potência mais precisas. Este método provou ser mais eficiente para 

prever o desempenho de potência de pequenas turbinas do que os outros apresentados neste 

trabalho. 

𝑌1 =
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛

2(𝜑)

𝜎′𝐶𝑛
 (5.18) 

𝑌2 =
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑)

𝜎′𝐶𝑡
 (5.19) 

𝑎 = (
2 + 𝑌1  − √4𝑌1(1 − 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠) + 𝑌1

2

2(1 + 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑌1)
) (5.20) 

𝑎′ =
(1 − 𝑎) − 1

(1 − 𝑎𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠)𝑌2
 (5.21) 

5.4 Correção de altos valores do ângulo de ataque 

As pás do rotor da turbina podem ser sujeitas a altos ângulos de ataque quando a velocidade 

do fluido também é alta. Isso ocorre porque o ângulo 𝜑 é diretamente proporcional a velocidade 

do fluido (ver equação (3.9), capítulo 2.7), assim como o ângulo 𝛼, uma vez que se assume o 

ângulo de montagem constante (ver Figura 3.3). Nessa condição, a pá é submetida a um fenômeno 

de estol, caracterizado por uma diminuição da eficiência aerodinâmica (diminuição da força de 

sustentação e aumento da força de arrasto). O método BEMT clássico não é capaz de representar 

corretamente as forças aerodinâmicas resultantes na região pós-estol. Em relação a região de pós-

estol em pás de turbinas, o método de correção mais conhecido é o proposto por Viterna e Corrigan 

em (5.22) e (5.23), [27], [39] e [40]. 

𝐶𝑙 = 𝑋𝐴 𝑠𝑒𝑛(2𝛼) + 𝑋𝐵 (
𝑐𝑜𝑠2(𝛼)

𝑠𝑒𝑛(𝛼)
) (5.22) 

𝐶𝑑 = 𝑋𝐶 𝑠𝑒𝑛
2(𝛼) + 𝑋𝐷𝑐𝑜𝑠 (𝛼) (5.23) 

Sendo 𝑋𝐴, 𝑋𝐵, 𝑋𝐶 e 𝑋𝐷 definidos em (5.24) a (5.27). 

𝑋𝐴 =
𝑋𝐶
2

 (5.24) 

𝑋𝐵 = 𝐶𝑙𝑠 − 𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 𝑠𝑒𝑛(𝛼𝑠) 𝑐𝑜𝑠(𝛼𝑠) (
𝑠𝑒𝑛(𝛼𝑠)

𝑐𝑜𝑠2(𝛼𝑠)
) (5.25) 
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𝑋𝐶 = 𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 (5.26) 

𝑋𝐷 =
𝐶𝑑𝑠 − 𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥𝑠𝑒𝑛

2(𝛼𝑠)

𝑐𝑜𝑠(𝛼𝑠)
 (5.27) 

Sendo 𝐶𝑙𝑠 e 𝐶𝑑𝑠 os coeficientes de sustentação e arrasto dados no ângulo de estol, 𝛼𝑠. O 

máximo coeficiente de arrasto 𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 é calculado para 𝛼 = 90𝑜, onde supõe-se que o fluxo de um 

lado do perfil é totalmente separado. Viterna, Montgomerie e Radkey propuseram equações para 

o cálculo desse coeficiente em (5.28), (5.29) e (5.30), respectivamente [44]. 

𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 = 1.11 + 0.018𝜇𝑟𝑐 (5.28) 

𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 = 1.98 − 0.81 [1 − 𝑒𝑥𝑝 (−
20

𝜇𝑟𝑐
)] (5.29) 

𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 = 1.98 − 0.81 𝑡𝑎𝑛ℎ (
12.22

𝜇𝑟𝑐
) (5.30) 

Sendo 𝜇𝑟𝑐 a relação de aspecto entre os raios e a corda da pá, definido em (5.31). 

𝜇𝑟𝑐 =
𝑅 − 𝑟ℎ𝑢𝑏

𝑐
 (5.31) 

5.5 Correção aplicada simultaneamente para a perda de ponta e altos valores do fator de 

indução 

Os cálculos BEMT com o modelo de Prandtl mostram boa concordância com os resultados 

dos dados de desempenho das turbinas eólicas em uma alta taxa de velocidade de ponta, como 

visto em [45]. No entanto, é mostrado em [17] que é impreciso em baixa velocidade de ponta e 

para qualquer razão de velocidade de ponta na região próxima ao eixo da turbina não reproduz o 

aumento de 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 acima da unidade. Além disso, 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 foi considerado impreciso em toda a pá em 

uma taxa de velocidade de ponta baixa e com erro perto do cubo em qualquer taxa de velocidade 

de ponta. 

Wood et al. [17] propuseram um método alternativo usando a teoria do vórtice helicoidal, 

analisando os termos não lineares nas equações do fluxo para o momento angular e axial e 

encontraram uma maneira precisa de incluí-los nos cálculos BEMT [46]. A partir desses trabalhos, 

os resultados calculados mostraram maiores velocidades axiais induzidas nas regiões da ponta e 

do cubo. Sugere-se que as funções de vorticidade possam ser usadas em situações em que 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 

não pode. Para este método, os coeficientes de torque e empuxo são calculados pelas equações 

(5.32) e (5.33). 
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𝑑𝐶𝑇
𝑑𝑟

= 8𝑎𝑏𝐹𝑢(1 − 𝑎𝑏)𝑟 (5.32) 

𝑑𝐶𝑄
𝑑𝑟

= 8𝑎𝑏
′ 𝐹𝑤𝜆(1 − 𝑎𝑏)𝑟

3 (5.33) 

Onde 𝑎𝑏 é o valor do fator de indução nas pás e 𝑎𝑏
′  é o fator de indução rotacional 

correspondente; 𝐹𝑢 e 𝐹𝑤 são as perdas para movimento axial e circunferencial. 𝑎𝑏 e 𝑎𝑏
′  são 

calculados pelas equações (5.34) e (5.35), e 𝐹𝑢 e 𝐹𝑤 são calculados pelas equações (5.36) e (5.37). 

𝑎𝑏 =
1

𝑌1
′ + 1

 (5.34) 

𝑎𝑏
′ =

1

𝑌2
′ − 1

 (5.35) 

𝐹𝑢 =
𝑎

𝑎 + 𝑢𝑤𝑏
 (5.36) 

𝐹𝑤 =
𝑎´

𝑎´ +
𝑤𝑤𝑏
𝜆𝑟

 (5.37) 

Onde 𝑌1
′ e 𝑌2

′ são duas funções intermediárias semelhantes àquelas implementadas por Shen 

et al. [47], e são definidos pelas equações (52) e (53). 

𝑌1
′ =

4𝐹𝑢 𝑠𝑒𝑛
2𝜙

𝜎𝐶𝑎
 (5.38) 

𝑌2
′ =

4𝐹𝑤 𝑠𝑒𝑛 𝜙 𝑐𝑜𝑠𝜙

𝜎𝐶𝑎′
 (5.39) 

A equação para 𝑤𝑤𝑏 pode ser obtida multiplicando-se 𝑢𝑤𝑏 por 𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝(𝑡)/𝑟, onde 𝑢𝑤𝑏 é 

calculado pela equação (5.40). 

𝑢𝑤𝑏~
1

4𝜋
∫
𝜕𝛤

𝜕𝑡
[
𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑡2

𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑟2

]

1/4

[
−𝑁

𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝(𝑡)(1 − 𝑒𝜉𝑁)

𝑟

0

+
1

24
(
2𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝

2 (𝑡) + 9𝑡2

(𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑡2)

3/2
−

2𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) − 3𝑟2

(𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑟2)

3/2
) 𝑙𝑜𝑔 (1 − 𝑒−𝜉𝑁)] 𝑑𝑡

+
1

4𝜋
∫
𝜕𝛤

𝜕𝑡
[
𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑡2

𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑟2

]

1/4

[
𝑁

𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝(𝑡)(1 − 𝑒−𝜉𝑁)

1

𝑟

+
1

24
(
2𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝

2 (𝑡) + 9𝑡2

(𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑡2)

3/2
−

2𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) − 3𝑟2

(𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑟2)

3/2
) 𝑙𝑜𝑔 (1 − 𝑒𝜉𝑁)] 𝑑𝑡 

(5.40) 

Onde 𝑒𝜉  é uma variável auxiliar e é calculada por (5.41). 
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𝑒𝜉 =

𝑟 [𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝(𝑡) + √𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑡2] 𝑒𝑥𝑝√1 + 𝑟2/𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝

2 (𝑡)

𝑡 [𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝(𝑡) + √𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝
2 (𝑡) + 𝑟2] 𝑒𝑥𝑝√1 + 𝑡2/𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝

2 (𝑡)

 (5.41) 

Onde 𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝 é o passo calculado pela equação (5.42) e 𝛤 é a circulação limitada do elemento 

no raio. 𝛤 é calculado pela equação (5.43). 

𝑝𝑠𝑡𝑒𝑝 = 𝑑𝐶𝑄/𝑑𝐶𝑇 (5.42) 

𝛤 =
1

2
𝑈𝑇𝐶𝑙 (1 −

𝐶𝑑
𝐶𝑙𝑡𝑎𝑛𝜙

) (5.43) 

Semelhante aos outros métodos, o uso da teoria do vórtice não leva em conta o alto empuxo 

e a necessidade de correção da equação (5.32) nesta região. Por analogia com as equações de Shen 

et al. [43], para 𝑎𝑏 > 𝑎𝑐 = 1/3, são utilizadas as equações (5.44) e (5.45). 

𝑑𝐶𝑇
𝑑𝑟

= 8[𝑎𝑐
2 + (1 − 2𝑎𝑐)𝑎𝑏]𝐹𝑢𝑟 (5.44) 

𝑎𝑏 = 1 + 𝑌1
′ (
1

2
− 𝑎𝑐

2) −
√𝑌1

′

2
√4 + 𝑌1

′ + 4𝑎𝑐(𝑎𝑐 − 2 − 𝑌1
′(1 − 𝑎𝑐)) (5.45) 

5.6 Considerações 

O método BEMT clássico combinado às correções de Prandtl (perda de ponta e de raiz), 

de Robert Wilson e Spera (altos valores do fator de indução axial) e de Viterna com Corrigan (altos 

valores do ângulo de ataque), apresenta boa predição do desempenho de turbinas tipo hélice 

quando comparado aos demais métodos apresentados. Quanto à correção dos altos valores do 

ângulo de ataque, a correção de 𝐶𝑑𝑚𝑎𝑥 pode ser feita pelos métodos de Viterna e Corrigan, Bjorn 

Montgomerie e Hibbs com Radkey, pois os resultados são aproximadamente iguais. Essa 

conclusão foi feita a partir da publicação de um artigo em congresso, [48], no qual o método 

completo foi validado a partir dos dados da turbina MOD-0 de 100 kW.  

 

 

 

 

 

 

 



 

 

77 

 

 

6 Teoria do momento do elemento de pá aplicado ao projeto de rotor de uma 

TTHEHD 

6.1 Contextualização 

O difusor é um dispositivo utilizado com o objetivo de aumentar a potência extraída do 

fluxo de massa a partir de uma TTHEH. Isso se deve às forças aerodinâmicas resultantes da 

interação do fluido com a geometria do difusor, que geralmente é caracterizada por um tubo em 

que a espessura no plano longitudinal possui o formato de um aerofólio (ver Figura 6.1) com o 

lado de sucção apontado para o centro do tubo. 

A parede do difusor provoca um aumento da força de sustentação com orientação para o 

centro, gerando uma região de alta pressão na entrada do difusor. Essa força de sustentação é 

resultado de uma diferença de pressão entre a parte exterior e a parte interior do difusor. O aumento 

dessa força é acompanhado com o surgimento de vórtices na saída do difusor, gerando uma região 

de baixa pressão. Essa dinâmica induz um aumento na velocidade do fluido no lado de maior 

pressão e, consequentemente, um aumento do fluxo de massa que passa no interior do difusor [30]. 

A análise de desempenho de uma TTHEHD segue a mesma linha de pensamento da análise 

sem difusor, discutidas nos capítulos de 2 a 4. Portanto a conservação de energia do fluxo de massa 

em um difusor leva em consideração as mesmas condições estabelecidas sobre o fluido e a Lei de 

Conservação (ver seções 2.1 e 2.2, capítulo 2). 

6.2 Conservação de energia somente no difusor 

Na Figura 6.1 é mostrada a geometria mais comum de um difusor e as linhas de fluxo. 

 

Figura 6.1 – Geometria comum de um difusor. 
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Analisando as regiões de fluxo na entrada e na saída do difusor, e aplicando a equação de 

Bernoulli, tem-se (6.1). 

 
1

2
𝜌𝑒𝑛𝑡𝑈𝑒𝑛𝑡

2 + 𝑝𝑒𝑛𝑡 + 𝜌𝑒𝑛𝑡𝑔ℎ𝑒𝑛𝑡 =
1

2
𝜌𝑠𝑎𝑖𝑈𝑠𝑎𝑖

2 + 𝑝𝑠𝑎𝑖 + 𝜌𝑠𝑎𝑖𝑔ℎ𝑠𝑎𝑖  (6.1) 

Sendo os subscritos 𝑒𝑛𝑡 e 𝑠𝑎𝑖 as seções de entrada e saída do difusor, respectivamente. 

Como o fluido é incompressível (6.1) pode ser simplificado a (6.2). 

1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 + 𝑝𝑒𝑛𝑡 + 𝜌𝑔ℎ𝑒𝑛𝑡 =
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 + 𝑝𝑠𝑎𝑖 + 𝜌𝑔ℎ𝑠𝑎𝑖 (6.2) 

Organizando (6.2), tem-se (6.3). 

(
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) + (𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖) = (𝜌𝑔ℎ𝑠𝑎𝑖 − 𝜌𝑔ℎ𝑒𝑛𝑡) (6.3) 

Segundo [49] e [50], a diferença contida entre parênteses no segundo membro da equação 

(6.3) representada a perda total de energia no difusor (Δ𝐻𝑑𝑖𝑓). Logo (6.3) pode ser reescrito por 

(6.4) ou (6.5). 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 = (
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) + (𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖) (6.4) 

(𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖) = (
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) − Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 (6.5) 

6.2.1 Eficiência do difusor 

A potência mecânica proveniente do fluido através do difusor (𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓
) pode ser calculada 

substituindo (6.5) e (2.8) em (2.27), resultando em (6.8). 

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓
= Δ𝑝𝐴𝑈 (6.6) 

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓
= (𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖)𝐴𝑈 (6.7) 

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓
= [(

1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) − Δ𝐻𝑑𝑖𝑓] 𝐴𝑈 (6.8) 

A potência mecânica ideal proveniente do fluido através do difusor (𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓𝑖𝑑𝑒𝑎𝑙
) pode ser 

calculada por (6.8), considerando que não há perdas (Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 = 0). Logo 𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓𝑖𝑑𝑒𝑎𝑙
 pode ser 

calculado por (6.9).  

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓𝑖𝑑𝑒𝑎𝑙
= (

1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 )𝐴𝑈 (6.9) 

Logo a eficiência do difusor (𝜂𝑑𝑖𝑓) pode ser calculada por (6.10). 

𝜂𝑑𝑖𝑓 =
𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓

𝑃𝑚𝑑𝑖𝑓𝑖𝑑𝑒𝑎𝑙

 (6.10) 

Substituindo (6.8) e (6.9) em (6.10), chega-se a (6.12). 
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𝜂𝑑𝑖𝑓 =
[(
1
2𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) − Δ𝐻𝑑𝑖𝑓] 𝐴𝑈

(
1
2𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) 𝐴𝑈
 (6.11) 

𝜂𝑑𝑖𝑓 =
(
1
2𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) − Δ𝐻𝑑𝑖𝑓

1
2𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2
 (6.12) 

Substituindo (6.4) em (6.12), chega-se a (6.15). 

𝜂𝑑𝑖𝑓 =
(
1
2𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) − [(
1
2𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) + (𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖)]

1
2 𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2
 (6.13) 

𝜂𝑑𝑖𝑓 =
(𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡)

1
2 𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1
2𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2
 (6.14) 

𝜂𝑑𝑖𝑓 =
(𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡)

1
2 𝜌
(𝑈𝑒𝑛𝑡

2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖
2 )

 (6.15) 

6.2.2 Perdas de energia no difusor 

Como já foi comentado na subseção anterior, as perdas no difusor podem ser calculadas 

por (6.4). Além dessa equação elas podem ser calculadas por (6.17) e (6.21). 

Substituindo o denominador de (6.15) em (6.4),  chega-se a (6.17). 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 = (
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) + (−𝜂𝑑𝑖𝑓 (
1

2
𝜌(𝑈𝑒𝑛𝑡

2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖
2 ))) (6.16) 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 =
1

2
𝜌(𝑈𝑒𝑛𝑡

2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖
2 )(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓) (6.17) 

Substituindo o numerador de (6.15) em (6.4),  chega-se a (6.21). 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 = (
𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡

𝜂𝑑𝑖𝑓
) + (𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖) (6.18) 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 = (
𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡

𝜂𝑑𝑖𝑓
) − (𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡) (6.19) 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 =
(𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡) − 𝜂𝑑𝑖𝑓(𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡)

𝜂𝑑𝑖𝑓
 (6.20) 

Δ𝐻𝑑𝑖𝑓 =
(𝑝𝑠𝑎𝑖 − 𝑝𝑒𝑛𝑡)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)

𝜂𝑑𝑖𝑓
 (6.21) 
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6.3 Estudo unidimensional aplicado a projeto de rotor de uma TTHEHD 

6.3.1 Aproveitamento de energia no disco atuador de uma TTHEHD 

Na Figura 6.2 são mostradas as linhas de fluxo que passam por um difusor.  endo que “∞” 

indica a seção do  luxo livre a montante, “ ” indica a seção de entrada do di usor e imediatamente 

anterior ao disco atuador, “ ” indica a seção imediatamente posterior ao disco atuador, “3” indica 

a seção da saída do di usor e “ ” indica a seção de esteira a jusante. As seções 1 e 2 são 

aproximadamente iguais e na modelagem matemática a seção 2 é definida como a própria seção 

do rotor. 

 

Figura 6.2 – Seções definidas para análise das linhas de fluxo que passam pelo difusor. 

 

 

 Análise da conservação de energia a montante do difusor 

Analisando as regiões de fluxo livre a montante e imediatamente na entrada do difusor 

através da equação de Bernoulli, tem-se (6.22). 

 
1

2
𝜌∞𝑈∞

2 + 𝑝∞ + 𝜌∞𝑔ℎ∞ =
1

2
𝜌𝑒𝑛𝑡𝑈𝑒𝑛𝑡

2 + 𝑝𝑒𝑛𝑡 + 𝜌𝑔ℎ𝑒𝑛𝑡 (6.22) 

Como o fluido é incompressível e admite-se que esta análise é feita em um mesmo plano 

no eixo horizontal, (6.22) pode ser simplificado a (6.23). 

1

2
𝜌𝑈∞

2 + 𝑝∞ =
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 + 𝑝𝑒𝑛𝑡 (6.23) 

Organizando (6.23), tem-se (6.24). 
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𝑝∞ =
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 + 𝑝𝑒𝑛𝑡 −
1

2
𝜌𝑈∞

2  (6.24) 

 Análise da conservação de energia a jusante do difusor 

Analisando as regiões de fluxo imediatamente na saída e na esteira a jusante do difusor 

através da equação de Bernoulli, tem-se (6.25). 

 
1

2
𝜌𝑠𝑎𝑖𝑈𝑠𝑎𝑖

2 + 𝑝𝑠𝑎𝑖 + 𝜌𝑠𝑎𝑖𝑔ℎ𝑠𝑎𝑖 =
1

2
𝜌4𝑈4

2 + 𝑝4 + 𝜌4𝑔ℎ4 (6.25) 

Como o fluido é incompressível e admite-se que esta análise é feita em um mesmo plano 

no eixo horizontal, (6.25) pode ser simplificado a (6.26). 

1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 + 𝑝𝑠𝑎𝑖 =
1

2
𝜌𝑈4

2 + 𝑝4 (6.26) 

Organizando (6.26), tem-se (6.27). 

𝑝4 =
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 + 𝑝𝑠𝑎𝑖 −
1

2
𝜌𝑈4

2 (6.27) 

 Potência mecânica em função da variação de pressão 

A potência mecânica no rotor (𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
) pode ser calculada a partir da variação de pressão, 

como foi feito em (6.6). Substituindo (6.24) e (6.27) em (6.6), tem-se (6.31). 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= Δ𝑝𝐴𝑑𝑈𝑑 = Δ𝑝𝐴2𝑈2 (6.28) 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= ((

1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 + 𝑝𝑠𝑎𝑖 −
1

2
𝜌𝑈4

2) − (
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 + 𝑝𝑒𝑛𝑡 −
1

2
𝜌𝑈∞

2 ))𝐴2𝑈2 (6.29) 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= ((

1

2
𝜌𝑈∞

2 −
1

2
𝜌𝑈4

2) + (−
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 +
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) + (−𝑝𝑒𝑛𝑡 + 𝑝𝑠𝑎𝑖))𝐴2𝑈2 (6.30) 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= ((

1

2
𝜌𝑈∞

2 −
1

2
𝜌𝑈4

2) − ((
1

2
𝜌𝑈𝑒𝑛𝑡

2 −
1

2
𝜌𝑈𝑠𝑎𝑖

2 ) + (𝑝𝑒𝑛𝑡 − 𝑝𝑠𝑎𝑖)))𝐴2𝑈2 (6.31) 

Substituindo (6.4) em (6.31), tem-se (6.32). 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= ((

1

2
𝜌𝑈∞

2 −
1

2
𝜌𝑈4

2) − Δ𝐻𝑑𝑖𝑓)𝐴2𝑈2 (6.32) 

Substituindo (6.17) em (6.32), tem-se (6.34). 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= ((

1

2
𝜌𝑈∞

2 −
1

2
𝜌𝑈4

2) − (
1

2
𝜌(𝑈𝑒𝑛𝑡

2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖
2 )(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)))𝐴2𝑈2 (6.33) 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
=
1

2
𝜌 ((𝑈∞

2 − 𝑈4
2) − (𝑈𝑒𝑛𝑡

2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖
2 )(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓))𝐴2𝑈2 (6.34) 
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 Coeficiente de potência de uma TTHEHD 

6.3.1.4.1 Em função das velocidades do fluido e da eficiência do difusor 

Como discutido no capítulo 2, o coeficiente de potência pode ser calculado por (2.31). 

Substituindo (2.30) e (6.34) em (2.31), tem-se (6.38). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷

𝑃𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜
 (6.35) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =

1
2𝜌 (

(𝑈∞
2 − 𝑈4

2) − (𝑈𝑒𝑛𝑡
2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖

2 )(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) 𝐴2𝑈2

1
2𝜌𝐴𝑑𝑈∞

3
 (6.36) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =

1
2𝜌 (

(𝑈∞
2 − 𝑈4

2) − (𝑈𝑒𝑛𝑡
2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖

2 )(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) 𝐴2𝑈2

1
2𝜌𝐴2𝑈∞

3
 (6.37) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
((𝑈∞

2 − 𝑈4
2) − (𝑈𝑒𝑛𝑡

2 − 𝑈𝑠𝑎𝑖
2 )(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓))𝑈2

𝑈∞
3

 (6.38) 

A partir de agora os subscritos referentes à entrada e saída do difusor serão substituídos 

pelos números das respectivas seções mostradas na Figura 6.2, 𝑒𝑛𝑡 → 2 e 𝑠𝑎𝑖 → 3. Logo (6.38) 

pode ser reescrito por (6.39).  

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
((𝑈∞

2 − 𝑈4
2) − (𝑈2

2 − 𝑈3
2)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓))𝑈2

𝑈∞
3

 (6.39) 

6.3.1.4.2 Em função das relações de área e de velocidade 

Outras equações para calcular o coeficiente de potência podem ser deduzidas a partir de 

(6.39). Primeiramente precisam ser definidas a) a relação de área entre a seção do rotor e a saída 

do difusor 𝛽 e b) a taxa de aumento de velocidade (𝜀), que são dadas por (6.40) e (6.41). 

𝛽 =
𝐴𝑑
𝐴3

=
𝐴2
𝐴3

 (6.40) 

𝜀 =
𝑈1
𝑈∞

=
𝑈2
𝑈∞

 (6.41) 

A partir da Lei da Conservação pode-se deduzir (6.43), a partir de (6.40). 

𝐴𝑈 = 𝐴𝑑𝑈𝑑 = 𝐴2𝑈2 = 𝐴3𝑈3 (6.42) 

𝛽 =
𝐴2
𝐴3

=
𝑈3
𝑈2

 (6.43) 

Desenvolvendo (6.39) para deduzir outras equações do coeficiente de potência, chega-se a 
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(6.47). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
((𝑈∞

2 − 𝑈4
2) − (𝑈2

2 − 𝑈3
2)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓))𝑈2

𝑈∞
3

 (6.44) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = ((
𝑈∞
2

𝑈∞2
−
𝑈4
2

𝑈∞2
) − (𝑈2

2 − 𝑈3
2)
(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)

𝑈∞2
)(

𝑈2
𝑈∞
) (6.45) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = ((
𝑈∞
2

𝑈∞2
−
𝑈4
2

𝑈∞2
) − (𝑈2

2) (1 −
𝑈3
2

𝑈2
2)
(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)

𝑈∞2
)(

𝑈2
𝑈∞
) (6.46) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = ((1 −
𝑈4
2

𝑈∞2
) − (

𝑈2
𝑈∞
)
2

(1 − (
𝑈3
𝑈2
)
2

) (1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) (
𝑈2
𝑈∞
) (6.47) 

Substituindo (6.41) e (6.43) em (6.47), tem-se (6.48). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜀 ((1 − (
𝑈4
𝑈∞
)
2

) − 𝜀2(1 − 𝛽2)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) (6.48) 

6.3.1.4.3 Em função das relações de área e de velocidade, e do coeficiente de pressão na saída 

do difusor 

O coeficiente de pressão na saída do difusor (𝐶𝑝3) pode ser calculado por (6.49). 

𝐶𝑝3 =
𝑝3 − 𝑝4
1
2𝜌𝑈∞

2
 

(6.49) 

A partir da análise da conservação de energia a jusante do difusor em (6.26), tem-se (6.51). 

1

2
𝜌𝑈3

2 + 𝑝3 =
1

2
𝜌𝑈4

2 + 𝑝4 (6.50) 

𝑝3 − 𝑝4 =
1

2
𝜌(𝑈4

2 − 𝑈3
2) (6.51) 

Com o objetivo de introduzir 𝐶𝑝3 na equação do coeficiente de potência, a velocidade do 

fluido na saída do difusor pode ser calculada por (6.52). 

𝑈3 = 𝜀𝛽𝑈∞ (6.52) 

Substituindo (6.52) em (6.51), tem-se (6.56). 

𝑝3 − 𝑝4 =
1

2
𝜌(𝑈4

2 − (𝜀𝛽𝑈∞)
2) (6.53) 

𝑝3 − 𝑝4 =
1

2
𝜌(𝑈4

2 − 𝜀2𝛽2𝑈∞
2 ) (6.54) 
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𝑝3 − 𝑝4 =
1

2
𝜌𝑈∞

2 (
𝑈4
2

𝑈∞2
− 𝜀2𝛽2) (6.55) 

𝑝3 − 𝑝4
1
2𝜌𝑈∞

2
= −(𝜀2𝛽2 −

𝑈4
2

𝑈∞2
) (6.56) 

Substituindo (6.49) em (6.56), tem-se (6.58). 

𝐶𝑝3 = −(𝜀
2𝛽2 −

𝑈4
2

𝑈∞2
) (6.57) 

(
𝑈4
𝑈∞
)
2

= 𝐶𝑝3 + 𝜀
2𝛽2 (6.58) 

Substituindo (6.58) em (6.48), tem-se (6.62). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜀 ((1 − (𝐶𝑝3 + 𝜀
2𝛽2)) − 𝜀2(1 − 𝛽2)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) (6.59) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = (𝜀(1 − 𝐶𝑝3) − 𝜀
3𝛽2 − 𝜀3(1 − 𝛽2)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) (6.60) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜀(1 − 𝐶𝑝3) + 𝜀
3 (−𝛽2 − (1 − 𝛽2)(1 − 𝜂𝑑𝑖𝑓)) (6.61) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜀(1 − 𝐶𝑝3) + 𝜀
3(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1) (6.62) 

 Potência mecânica em função do torque mecânico 

O difusor provoca uma aceleração do fluido livre a montante e a máxima taxa de aumento 

de velocidade (𝛾) pode ser calculada por (6.63).  

𝛾 =
𝑈1𝑚𝑎𝑥 

𝑈∞
 (6.63) 

Sendo 𝑈1𝑚𝑎𝑥  a máxima velocidade induzida.  

A potência mecânica pode ser calculada por (2.73) (ver seção 2.5, capítulo 2). Para uma 

TTHEHD, a potência mecânica pode ser calculada a partir de (6.64), resultando em (6.65). A taxa 

de variação da potência mecânica no rotor pode ser calculada por (6.67).  

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= 𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷𝛺 (6.64) 

𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= 𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑(2𝑎𝑑𝑖𝑓

′ Ω𝑟2)𝛺 (6.65) 

𝑑𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= 𝜌(2𝜋𝑟𝑑𝑟)(𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))(2𝑎𝑑𝑖𝑓

′ Ω𝑟2)𝛺 (6.66) 

𝑑𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷
= 2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω
2𝑟2(2𝜋𝑟𝑑𝑟)  (6.67) 

Sendo 𝑎𝑑𝑖𝑓 o fator de indução axial que leva em consideração o efeito do difusor, 

analogamente 𝑎′𝑑𝑖𝑓 é o fator de indução rotacional. 

O coeficiente de potência pode ser calculado por (2.31) (ver seção 2.3.1, capítulo 2). Para 
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uma TTHEHD, pode ser calculado substituindo (2.30) e (6.67) em (2.31), resultando em (6.73). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
𝑃𝑚𝑇𝐸𝐻𝐷

𝑃𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜
 (6.68) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
∫ 2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω
2𝑟2(2𝜋𝑟𝑑𝑟)

𝑟

0

1
2𝜌𝐴𝑑𝑈∞

3
 (6.69) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
∫ 4𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω
2𝑟2(𝜋𝑟𝑑𝑟)

𝑟

0

1
2𝜌(𝜋𝑅

2)𝑈∞
3

 (6.70) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
4𝜌𝜋𝑈∞Ω

2 ∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑟

3𝑑𝑟
𝑟

0

1
2𝜌(𝜋𝑅

2)𝑈∞
3

 (6.71) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
8𝛺2𝑈∞ ∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑟
3𝑑𝑟

𝑟

0

𝑅2𝑈∞
3

 (6.72) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
8𝛺2

𝑅2𝑈∞2
∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑟
3𝑑𝑟 

𝑟

0

  (6.73) 

Aplicando a mudança de variável 𝑑𝜆𝑟 = 𝛺𝑑𝑟 𝑈∞⁄  em (6.73), tem-se (6.74). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
8𝛺2

𝑅2𝑈∞2
∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑟
3 (
𝑈∞𝑑𝜆𝑟
𝛺

)
𝜆𝑟

0

 (6.74) 

Multiplicando (6.74) por 𝑈∞Ω/𝑈∞Ω a equação não é alterada e pode ser reescrita por 

(6.77). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = (
𝑈∞Ω

𝑈∞Ω
)
8𝛺2

𝑅2𝑈∞2
∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑟
3 (
𝑈∞𝑑𝜆𝑟
𝛺

)
𝜆𝑟

0

 (6.75) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 8(
𝑈∞
2

Ω2𝑅2
)∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (
𝑟3𝛺3𝑑𝜆𝑟
𝑈∞
3

)
𝜆𝑟

0

 (6.76) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 =
8

𝜆2
∫ 𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝜆𝑟
3𝑑𝜆𝑟

𝜆𝑟

0

 (6.77) 

Resolvendo a integral, (6.77) pode ser reescrita por (6.78). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 2𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝜆𝑟

4 (
1

𝜆2
)  (6.78) 

6.3.2 Pressão na saída do difusor de uma TTHEHD  

As velocidades do fluido no rotor e na esteira a jusante do difusor podem ser calculadas da 

mesma maneira como foi feito no capítulo 2.  

A velocidade do fluido no rotor tem como referência de entrada a seção 1 da Figura 6.2. 
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Nessa seção é onde surge a máxima velocidade induzida 𝑈1𝑚𝑎𝑥 . Logo a velocidade do fluido no 

rotor pode ser calculada por (6.79). 

𝑈2 = 𝑈1𝑚𝑎𝑥 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.79) 

Substituindo (6.63) em (6.79), tem-se (6.80). 

𝑈2 = 𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.80) 

Substituindo (6.41) em (6.80), tem-se (6.82). 

𝜀𝑈∞ = 𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.81) 

𝜀 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.82) 

Na região a jusante tem-se (6.83). 

𝑈4 = 𝑈∞(1 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.83) 

O coeficiente de pressão na saída do difusor pode ser calculado em função do fator de 

indução axial, da máxima taxa de aumento de velocidade e da taxa de aumento de velocidade. 

Logo, substituindo (6.82) e (6.83) em (6.57), tem-se (6.89). 

𝐶𝑝3 = −((𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))
2𝛽2 −

(𝑈∞(1 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓))
2

𝑈∞2
) (6.84) 

𝐶𝑝3 = −(𝛾2𝛽2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
− (1 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
) (6.85) 

𝐶𝑝3 = −𝛾2𝛽2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
+ (1 − 4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 4𝑎𝑑𝑖𝑓

2 ) (6.86) 

𝐶𝑝3 = −𝛾
2𝛽2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ (1 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝑎𝑑𝑖𝑓

2 ) + (−2𝑎𝑑𝑖𝑓 + 3𝑎𝑑𝑖𝑓
2 ) (6.87) 

𝐶𝑝3 = −𝛾
2𝛽2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ 𝑎𝑑𝑖𝑓(−2 + 3𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.88) 

𝐶𝑝3 = (1 − 𝛾2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
+ 𝑎𝑑𝑖𝑓(3𝑎𝑑𝑖𝑓 − 2) (6.89) 

6.3.3 Coeficiente de potência em função da relação de área, da máxima taxa de aumento de 

velocidade, do fator de indução axial e da eficiência do difusor 

Coeficiente de potência pode ser calculado em função do fator de indução axial, da máxima 

taxa de aumento de velocidade, da taxa de aumento de velocidade e da eficiência do difusor. Logo, 

substituindo (6.82) e (6.89) em (6.62), tem-se (6.103). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜀(1 − 𝐶𝑝3) + 𝜀
3(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1) (6.90) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (1 − ((1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ 𝑎𝑑𝑖𝑓(3𝑎𝑑𝑖𝑓 − 2)))

+ (𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))
3(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1) 

(6.91) 
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𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [(1 − ((1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ 𝑎𝑑𝑖𝑓(3𝑎𝑑𝑖𝑓 − 2)))

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)] 

(6.92) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [1 − (1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
− 𝑎𝑑𝑖𝑓(3𝑎𝑑𝑖𝑓 − 2)

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)] 
(6.93) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [1 − (1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ (−3𝑎𝑑𝑖𝑓

2 + 2𝑎𝑑𝑖𝑓)

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)] 
(6.94) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [−(1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ (−3𝑎𝑑𝑖𝑓

2 + 2𝑎𝑑𝑖𝑓 + 1)

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)] 
(6.95) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [−(1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
+ ((2𝑎𝑑𝑖𝑓 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓

2 ) + (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓
2 ))

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)] 
(6.96) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [−(1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2

+ (2𝑎𝑑𝑖𝑓(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) + (1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)] 

(6.97) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) {(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) [−(1 − 𝛾
2𝛽2)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

+ (2𝑎𝑑𝑖𝑓 + (1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓)) + 𝛾
2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)]} 
(6.98) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
[−(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓 − 𝛾

2𝛽2 + 𝛾2𝛽2𝑎𝑑𝑖𝑓) + (3𝑎𝑑𝑖𝑓 + 1)

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽
2) − 1)] 

(6.99) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
[4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝛾

2𝛽2 − 𝛾2𝛽2𝑎𝑑𝑖𝑓

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽
2) − 1)] 

(6.100) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
[4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝛾

2𝛽2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

+ 𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽
2) − 1)] 

(6.101) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝛾

2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)[𝛽
2 + (𝜂𝑑𝑖𝑓(1 − 𝛽

2) − 1)]} (6.102) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝛾

2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 − 𝛽
2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)} (6.103) 

Se for considerado que não há perdas no difusor (𝜂𝑑𝑖𝑓 = 1) e não há um aumento na 
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velocidade do fluido (𝛾 = 1), (6.103) se resume a (6.105), resultando na mesma equação utilizada 

para uma TTHEH (ver (2.32), capítulo 2). Isso mostra que as deduções feitas são coerentes. 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 1(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 1

2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 − 𝛽
2)(1 − 1)} (6.104) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 4𝑎𝑑𝑖𝑓(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
 (6.105) 

Se for considerado apenas que não há perdas no difusor (𝜂𝑑𝑖𝑓 = 1), a relação entre os 

coeficientes de potência e de empuxo pode ser calculada substituindo (2.40) e (6.82) em (6.103), 

resultando em (6.109). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝛾

2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 − 𝛽
2)(1 − 1)} (6.106) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 4𝑎𝑑𝑖𝑓𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
 (6.107) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)4𝑎𝑑𝑖𝑓(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.108) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜀𝐶𝑇 (6.109) 

6.3.4 Fator de indução axial e coeficiente de potência ótimos de uma TTHEHD 

O máximo aproveitamento teórico de potência em uma TTHEHD, pode ser calculado 

derivando-se 𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷 em relação ao fator de indução e igualando o resultado a zero, semelhante ao 

que foi feito no capítulo 2. Derivando a partir de (6.103), chega-se a (6.120). 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷
𝑑𝑎𝑑𝑖𝑓

=
𝑑 [𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝛾

2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 − 𝛽
2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)}]

𝑑𝑎𝑑𝑖𝑓
= 0 (6.110) 

𝑑 [4𝑎𝑑𝑖𝑓𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
+ 𝛾3(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

3
(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)]

𝑑𝑎𝑑𝑖𝑓
= 0 (6.111) 

[4𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
+ 4𝑎𝑑𝑖𝑓𝛾 (2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(−1))]

+ [𝛾3(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1) (3(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
(−1))] = 0 

(6.112) 

4𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
− 8𝑎𝑑𝑖𝑓𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) − 3𝛾

3(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2
= 0 (6.113) 

4(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) − 8𝑎𝑑𝑖𝑓 − 3𝛾
2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) = 0 (6.114) 

4 − 12𝑎𝑑𝑖𝑓 − 3𝛾
2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) = 0 (6.115) 

4 − 12𝑎𝑑𝑖𝑓 − 3𝛾
2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1) + 3𝛾

2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)𝑎𝑑𝑖𝑓 = 0 (6.116) 

4 − 3𝛾2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1) + 𝑎𝑑𝑖𝑓 (−12 + 3𝛾
2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)) = 0 (6.117) 

4 − 3𝛾2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1) = −𝑎𝑑𝑖𝑓 (−12 + 3𝛾
2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)) (6.118) 
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𝑎𝑑𝑖𝑓 =
4 − 3𝛾2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)

12 − 3𝛾2(1 − 𝛽2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)
 (6.119) 

𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 =
4 + 3𝛾2(𝛽2 − 1)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)

12 + 3𝛾2(𝛽2 − 1)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)
 (6.120) 

Sendo 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 o fator de indução axial ótimo para uma TTHEHD. 

Com o objetivo de reduzir as expressões matemáticas a seguir, (6.120) pode ser reescrito 

em (6.122) utilizando uma variável 𝑥𝑣𝑎𝑟 definida como (6.121). 

𝑥𝑣𝑎𝑟 = 𝛾2(𝛽2 − 1)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1) (6.121) 

𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 =
4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟
12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟

 (6.122) 

A partir de 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 é possível calcular o coeficiente de potência ótimo para uma TTHEHD. 

Substituindo (6.121) e (6.122) em (6.103), tem-se (6.140).  

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 + 𝛾

2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡) (1 − 𝛽
2)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)} (6.123) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 − 𝛾

2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡) (𝛽
2 − 1)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1)} (6.124) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡)
2
{4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 − (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡) 𝑥𝑣𝑎𝑟} (6.125) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾(1 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 + 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
2 ) {4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 − 𝑥𝑣𝑎𝑟 + 𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡} (6.126) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 [4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 − 𝑥𝑣𝑎𝑟 + 𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 − 8𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
2 + 2𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

− 2𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
2 + 4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

3 − 𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
2 + 𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

3 ] 
(6.127) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 [(4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡 − 8𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
2 + 4𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

3 − 𝑥𝑣𝑎𝑟 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

− 3𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
2 + 𝑥𝑣𝑎𝑟𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

3 ] 
(6.128) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 [𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡

2 (−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + 𝑎𝑑𝑖𝑓𝑜𝑝𝑡
3 (4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)

− 𝑥𝑣𝑎𝑟] 
(6.129) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 [(
4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟
12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟

) (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + (
4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟
12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟

)
2

(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

+ (
4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟
12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟

)
3

(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟) − 𝑥𝑣𝑎𝑟] 

(6.130) 
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𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 = 𝛾 [
(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2

(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)3
+
(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2

(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)3

+
(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟) − 𝑥𝑣𝑎𝑟(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
3

(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)3
] 

(6.131) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)3
[(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2

+ (12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

+ (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟) − 𝑥𝑣𝑎𝑟(12 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

3] 

(6.132) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)3
[32(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)

2(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2

+ 3(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)

− 𝑥𝑣𝑎𝑟3
3(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)

3]  

(6.133) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)3
{(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)[3

2(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2

+ 3(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2

− 𝑥𝑣𝑎𝑟3
3(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)

2]} 

(6.134) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)2
{[32(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2

+ 3(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)
2(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟) + (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2

− 𝑥𝑣𝑎𝑟3
3(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)

2]} 

(6.135) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)2
[(4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

2(9(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟) + 3(−8 − 3𝑥𝑣𝑎𝑟)

+ (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)) − 27𝑥𝑣𝑎𝑟(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)
2] 

(6.136) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)2
[(16 + 24𝑥𝑣𝑎𝑟 + 9𝑥𝑣𝑎𝑟

2 )((36 + 9𝑥𝑣𝑎𝑟)

+ (−24 − 9𝑥𝑣𝑎𝑟) + (4 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟)) − 27𝑥𝑣𝑎𝑟(16 + 8𝑥𝑣𝑎𝑟 + 𝑥𝑣𝑎𝑟
2 )] 

(6.137) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)2
[(16 + 24𝑥𝑣𝑎𝑟 + 9𝑥𝑣𝑎𝑟

2 )(16 + 3𝑥𝑣𝑎𝑟) − 432𝑥𝑣𝑎𝑟

− 216𝑥𝑣𝑎𝑟
2 − 27𝑥𝑣𝑎𝑟

3 )] 

(6.138) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
𝛾

33(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)2
[(256 + 48𝑥𝑣𝑎𝑟 + 384𝑥𝑣𝑎𝑟 + 72𝑥𝑣𝑎𝑟

2 + 144𝑥𝑣𝑎𝑟
2

+ 27𝑥𝑣𝑎𝑟
3 ) − 432𝑥𝑣𝑎𝑟 − 216𝑥𝑣𝑎𝑟

2 − 27𝑥𝑣𝑎𝑟
3 )] 

(6.139) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
256𝛾

27(4 + 𝑥𝑣𝑎𝑟)2
 (6.140) 

Substituindo (6.121) em (6.140), tem-se (6.141). 
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𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
256𝛾

27 (4 + 𝛾2(𝛽2 − 1)(𝜂𝑑𝑖𝑓 − 1))
2 (6.141) 

Novamente, se for considerado que não há perdas no difusor (𝜂𝑑𝑖𝑓 = 1) e não há um 

aumento na velocidade do fluido (𝛾 = 1), (6.141) se resume a (6.143), resultando na mesma 

equação utilizada para uma TTHEH (ver (2.37), capítulo 2). Isso mostra que as deduções feitas 

são coerentes. 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
256.1

27(4 + 12(𝛽2 − 1)(1 − 1))
2 (6.142) 

𝐶𝑝𝑇𝐸𝐻𝐷𝑜𝑝𝑡 =
256

27(4)2
≅ 0,5926 (6.143) 

6.3.5 Empuxo 

A taxa de variação de empuxo para uma TTHEH pode ser calculada por (2.8) (ver seção 

2.3, capítulo 2). Para uma TTHEHD, a taxa de variação de torque mecânico (𝑑𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷) pode ser 

calculada substituindo (6.80) e (6.83) em (2.8), resultando em (6.148). 

𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = (𝑝𝑑
+ − 𝑝𝑑

−)𝐴𝑑 = (𝑈∞ − 𝑈𝑤)𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑 (6.144) 

𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = (𝑈∞ − 𝑈∞(1 − 2𝑎𝑑𝑖𝑓)) 𝜌𝐴𝑑(𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)) (6.145) 

𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = (𝑈∞ − 𝑈∞ + 2𝑎𝑑𝑖𝑓𝑈∞)𝜌𝐴𝑑(𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)) (6.146) 

𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = 2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓𝑈∞
2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝐴𝑑 (6.147) 

𝑑𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = 2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓𝑈∞
2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(2𝜋𝑟𝑑𝑟) (6.148) 

O coeficiente de empuxo pode ser calculado substituindo (2.38) e (6.147) em (2.39), 

resultando em (6.151). 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 =
𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷
𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜

 (6.149) 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 =
2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓𝑈∞

2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝐴𝑑
1
2
𝜌𝐴𝑑𝑈∞2

 (6.150) 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = 4𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) (6.151) 

6.3.6 Torque mecânico 

A taxa de variação de torque mecânico para uma TTHEH pode ser calculada por (2.61) 

(ver seção 2.4, capítulo 2). Para uma TTHEHD, a taxa de variação de torque mecânico (𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷) 

pode ser calculada substituindo (2.70) e (6.80) em (2.61), resultando em (6.154). 
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𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜌𝐴𝑑𝑈𝑑(2𝑎𝑑𝑖𝑓
′ Ω𝑟2)  (6.152) 

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜌(2𝜋𝑟𝑑𝑟)(𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))(2𝑎𝑑𝑖𝑓
′ Ω𝑟2)  (6.153) 

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω𝑟

2(2𝜋𝑟𝑑𝑟)  (6.154) 

O coeficiente de torque mecânico pode ser calculado substituindo (2.70) e (6.154) em 

(2.62), resultando em (6.157). 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 =
𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷

1
2𝜌𝐴𝑑𝑈∞

2 𝑟
 (6.155) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 =
2𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω𝑟
2(2𝜋𝑟𝑑𝑟) 

1
2 𝜌(2𝜋𝑟𝑑𝑟)𝑈∞

2 𝑟
 (6.156) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 =
4𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓

′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)Ω𝑟 

𝑈∞
 (6.157) 

6.4 Estudo bidimensional aplicado a projeto de rotor de uma TTHEHD 

Devido à influência do difusor, a velocidade do fluido na seção das pás do rotor passa a ser 

representada por (6.80), consequentemente a velocidade relativa do fluido passa a ser calculada 

por (6.158) e 𝑡𝑔(𝜑) por (6.159). 

𝑈𝑟𝑒𝑙𝑑𝑖𝑓 =
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
 (6.158) 

𝑡𝑔(𝜑) =
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

=
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝜆𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ ) 

 (6.159) 

Reorganizando (6.159), tem-se (6.161). 

𝑠𝑒𝑛(𝜑)

𝑐𝑜𝑠(𝜑)
=
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

=
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝜆𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ ) 

 (6.160) 

𝑠𝑒𝑛(𝜑) =
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑐𝑜𝑠(𝜑)

𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

=
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑐𝑜𝑠(𝜑)

𝜆𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ ) 

 (6.161) 

6.4.1 Empuxo e torque mecânico 

A força de empuxo pode ser calculada substituindo (6.158) em (3.17), resultando em 

(6.163). 

𝑑𝐹𝑁𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝐵 [
1

2
𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙𝑑𝑖𝑓

2 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑐𝑑𝑟]    (6.162) 

𝑑𝐹𝑁𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝐵 [
1

2
𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑐𝑑𝑟]    (6.163) 
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O torque mecânico pode ser calculado substituindo (6.158) em (3.21), resultando em 

(6.165). 

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝐵 [
1

2
𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 (𝐶𝑙 sen(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑐𝑟𝑑𝑟] (6.164) 

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝐵 [
1

2
𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙 sen(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑐𝑟𝑑𝑟] (6.165) 

Substituindo (3.24) em (6.163) e (6.165), tem-se (6.166) e (6.167). 

𝑑𝐹𝑁𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑟𝑑𝑟]    (6.166) 

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟] (6.167) 

6.4.2 Coeficientes de empuxo e torque mecânico 

O coeficiente de empuxo pode ser calculado substituindo (2.38) e (6.166) em (2.39), 

resultado em (6.170), (ver seção 2.3, capítulo 2). 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 =
𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷
𝑇𝑓𝑙𝑢𝑖𝑑𝑜

 (6.168) 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 =

𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)
2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑟𝑑𝑟]

1
2 𝜌𝑈∞

2 2𝜋𝑟𝑑𝑟
 (6.169) 

𝐶𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′ [(
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))] (6.170) 

O coeficiente de torque mecânico pode ser calculado substituindo (6.167) em (2.62), 

resultado em (6.173), (ver seção 2.4, capítulo 2). 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 =
𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷

1
2𝜌𝑈∞

2 (2𝜋𝑟𝑑𝑟)𝑟
 (6.171) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 =

𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)
2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟]

1
2 𝜌𝑈∞

2 (2𝜋𝑟𝑑𝑟)𝑟
 (6.172) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′ [(
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.173) 

Substituindo (6.161) em (6.173), tem-se (6.178). 



 

 

94 

 

 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′ [
𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2

𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.174) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′

[
 
 
 
 

𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
2

(𝑠𝑒𝑛(𝜑)
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) cos(𝜑)

𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

)

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

]
 
 
 
 

 (6.175) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′ [
𝛾2(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

2
𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓

′ )

𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) cos(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.176) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′ [
𝛾𝛺𝑟(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓

′ )

𝑈∞ cos(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.177) 

𝐶𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝜎′ [
𝛾𝜆𝑟(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓

′ )

cos(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.178) 

6.4.3 Fatores de indução axial e rotacional 

O fator de indução axial pode ser calculado igualando (6.151) a (6.170), resultando em 

(6.181).  

4𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓) = 𝜎′ [(
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))] (6.179) 

4𝑎𝑑𝑖𝑓 =
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
[
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))] (6.180) 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
=
𝐵𝑐

8𝜋𝑟
[
𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
] (6.181) 

O fator de indução rotacional pode ser calculado igualando (6.157) a (6.177), resultando 

em (6.184). 

4𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)Ω𝑟 

𝑈∞
 = 𝜎′ [

𝛾𝛺𝑟(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

𝑈∞ cos(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.182) 

4𝑎𝑑𝑖𝑓
′  =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
[
(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓

′ )

cos(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.183) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′

(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

 =
𝐵𝑐

8𝜋𝑟
[
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

cos(𝜑) 𝑠𝑒𝑛(𝜑)
] (6.184) 

6.4.4 Fatores de indução axial e rotacional considerando o método de Prandtl 

Para considerar as perdas de ponta discutidas no capítulo 4, (6.148) e (6.154) são alteradas 
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para (6.185) e (6.186). 

𝑑𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓𝑈∞
2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(𝜋𝑟𝑑𝑟) (6.185) 

𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷 = 𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω𝑟

2(𝜋𝑟𝑑𝑟)  (6.186) 

Como consequência da alteração de 𝑑𝑇𝑇𝐸𝐻𝐷 e 𝑑𝑄𝑇𝐸𝐻𝐷, os fatores de indução axial e 

rotacional podem ser reescritos igualando (6.185) com (6.166) e (6.186) com (6.167), 

respectivamente. 

 Equação do fator de indução axial 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓𝑈∞
2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)(𝜋𝑟𝑑𝑟)

= 𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))𝑟𝑑𝑟] 
(6.187) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎𝑑𝑖𝑓 = 𝜎′ [
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))] (6.188) 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
=

𝜎′

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
[
𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
] (6.189) 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
=

𝐵𝑐

8𝜋𝑟𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
[
𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
] (6.190) 

Reorganizando (6.189), tem-se (6.197). 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
=
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (6.191) 

𝑎𝑑𝑖𝑓 = (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (6.192) 

𝑎𝑑𝑖𝑓 =
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
− 𝑎𝑑𝑖𝑓

𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (6.193) 

𝑎𝑑𝑖𝑓 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
=
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (6.194) 

𝑎𝑑𝑖𝑓 (1 +
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
) =

𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (6.195) 

𝑎𝑑𝑖𝑓 =

𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)

(1 +
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
)

 (6.196) 

𝑎𝑑𝑖𝑓 =
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑) + 𝜎′𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
 (6.197) 

Dividindo (6.197) por 𝜎′𝛾 (𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑)), chega-se a (6.198). 
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𝑎 =
1

1 +
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)

𝜎′𝛾 (𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

 
(6.198) 

 Equação do fator de indução rotacional 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝜌𝛾𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)𝑈∞Ω𝑟

2(𝜋𝑟𝑑𝑟)

= 𝜎′𝜋 [𝜌 (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛(𝜑) 
)

2

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑟
2𝑑𝑟] 

(6.199) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎𝑑𝑖𝑓
′ Ω𝑟 = 𝜎′ [

𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.200) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′

1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓
=

𝜎′

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
[

𝛾𝑈∞
Ω𝑟𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 

(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.201) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′

1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓
=

𝜎′

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
[

𝛾

λ𝑟𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.202) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′

1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓
=

𝐵𝑐

8𝜋𝑟𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
[

𝛾

λ𝑟𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))] (6.203) 

Reorganizando (6.202), tem-se (6.205). 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ = (

1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓

λ𝑟
)
𝛾𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
 (6.204) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ = (

1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓

λ𝑟
)
𝛾𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
 (6.205) 

Substituindo (6.159) em (6.205), tem-se (6.213). 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ = (

𝑡𝑔(𝜑)(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

𝛾
)
𝛾𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
 (6.206) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ = (

𝑠𝑒𝑛(𝜑)(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

𝑐𝑜𝑠(𝜑)
)
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑) 
 (6.207) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ = (1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓

′ )
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
 (6.208) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
+ 𝑎𝑑𝑖𝑓

′
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
 (6.209) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ − 𝑎𝑑𝑖𝑓

′
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
=
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
 (6.210) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ (1 −

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
) =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
 (6.211) 
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𝑎𝑑𝑖𝑓
′ =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 

(1 −
𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) 
)

 (6.212) 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ =

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑) − 𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))
 (6.213) 

Dividindo tudo por 𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑)), chega-se a (6.214). 

𝑎𝑑𝑖𝑓
′ =

1

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜑)

𝜎′(𝐶𝑙 𝑠𝑒𝑛(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))
− 1

 
(6.214) 

6.5 Considerações 

O método BEMT com difusor segue a mesma metodologia do método BEMT sem difusor 

explicada nos capítulos 4 e 5. O que basicamente muda é o perfil de velocidade do fluido, que em 

turbinas sem difusor é considerado constante ao longo da pá e com difusor varia ao longo dela. 

Essa variação de velocidade do fluido em função do raio do difusor é introduzida a partir do estudo 

da eficiência e perdas no difusor. Uma vez que esse perfil de velocidade é configurado 

considerando o efeito do difusor, o método BEMT é aproximadamente o mesmo. 
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7 Análise do desempenho de uma TTHEH/D utilizando o método BEMT com 

correções complementares 

7.1 Contextualização  

A modelagem matemática do método BEMT foi demonstrada nos capítulos de 2 a 4. De 

modo semelhante foi demonstrado no capítulo 5 os métodos de correções complementares quanto 

às perdas de ponta e de raiz, aos altos valores do fator de indução axial e aos altos valores do 

ângulo de ataque. Também foi demonstrado no capítulo 6 que esse método BEMT pode ser 

estendido para uma TTHEHD. Neste capítulo será demonstrado como esse modelo funciona a 

partir de um algoritmo implementado no programa Matlab. 

7.2 Algoritmo implementado do método BEMT com correções complementares 

Na Figura 7.1 é mostrado o fluxograma completo do método BEMT implementado. Esse 

fluxograma ajuda a entender a metodologia utilizada na implementação do algoritmo, que é 

descrito nas próximas duas subseções, 7.2.1 e 7.2.2. 

7.2.1 Dados de entrada  

Os dados de entrada se referem basicamente à: 

• Pá: a) geometria no que diz respeito à corda e ângulo de torção em funções do raio, 

e b) quantidade de pás; 

• Características do fluido: massa específica e viscosidade dinâmica; 

• Perfil aerodinâmico/hidrodinâmico: coeficientes de sustentação e de arrasto em 

funções do ângulo de ataque e de Re; 

• Faixa de velocidade do fluido; 

• Velocidade rotacional da turbina; 

• Tolerância para o cálculo iterativo de 𝑎. 

Quando a análise é feita considerando o difusor, inclui-se: 

• Eficiência do difusor; 

• Diâmetros de entrada e saída do difusor: 

• Relação de área; 

• Perfil de aumento de velocidade do fluido em função do raio. 
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7.2.2 Metodologia do método BEMT implementado 

A partir dos dados de entrada, o método trabalha com três ciclos de cálculo: velocidade do 

fluido, seção ou elemento da pá e fator de indução axial. Essa seção ou elemento de pá nada mais 

é do que uma parte do raio da pá que está em análise. 

O primeiro ciclo é iniciado selecionando o primeiro valor de velocidade do fluido da faixa 

determinada e então a taxa de velocidade de ponta é calculada. Em seguida o segundo clico, que é 

interno ao primeiro, é iniciado para a primeira seção da pá. Nesse segundo ciclo a geometria da pá 

é selecionada em função da seção e a solidez local é calculada. Em seguida o terceiro ciclo, que é 

interno ao segundo, é iniciado para calcular iterativamente o valor do fator de indução axial. Nesse 

terceiro ciclo são configurados chutes iniciais para os fatores de indução axial e rotacional e depois 

são calculados: 

• Velocidade tangencial do fluido em relação à área varrida pelo rotor; 

• Velocidade normal do fluido em relação à área varrida pelo rotor; 

• Velocidade relativa do fluido em relação à área varrida pelo rotor; 

• Ângulo 𝜑; 

• Ângulo 𝛼; 

• Número de Reynold; 

• Em função do ângulo 𝛼 e do número de Reynold são selecionados os coeficientes 

𝐶𝑙 e 𝐶𝑑; 

• Correção das perdas de ponta e de raiz de Prandtl; 

• Correção dos altos valores dos ângulos de 𝛼 e consequentemente 𝐶𝑙 e 𝐶𝑑 (quando 

se aplica); 

• Forças 𝐶𝑛 e 𝐶𝑡; 

• Correção dos altos valores do fator de indução axial (quando se aplica); 

• Coeficiente de indução rotacional. 

Somente quando o cálculo do fator de indução axial alcançar o número de iterações 

permitidas ou quando o erro for menor do que a tolerância, o terceiro clico é encerrado e o segundo 

é retomado.  

Uma vez que o terceiro ciclo é encerrado, são calculadas as taxas de incremento de forças 

de sustentação, arrasto, tangencial e normal ao rotor. Depois são calculados os valores 

incrementais de torque, empuxo e potência. Somente quando essas forças e valores incrementais 

são calculados para todas as seções da pá, o segundo ciclo é encerrado e o primeiro é retomado. 
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Uma vez que o segundo ciclo é encerrado, são calculadas as integrais de torque, empuxo e 

potência para todo o comprimento de pá, bem como seus respectivos coeficientes. Somente quando 

esses cálculos integrais são feitos para toda a faixa de velocidade do fluido, o primeiro ciclo é 

encerrado. 
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Figura 7.1 – Fluxograma do método BEMT: a) ciclo da velocidade do fluido em cor azul, b) 

ciclo da seção da pá em cor verde e c) ciclo do fator de indução axial em cor laranja. 
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7.3 Validação do método BEMT implementado           

A validação do método BEMT implementado foi feita a partir da análise comparativa de 

desempenho de algumas turbinas reais. As turbinas utilizadas para esse fim foram duas de pequeno 

porte, uma eólia e uma hidrocinética, e da série MOD-X, da ordem de 100 kW a 7.3 MW. Essa 

escolha se baseou na qualidade dos respectivos relatórios, nos quais foram informados: as 

dimensões da geometria da pá, perfis aerodinâmicos utilizados, dados medidos de coeficiente de 

potência em função da taxa de velocidade de ponta e potência de saída em função da velocidade 

do fluido. 

Com o objetivo de deixar a análise dos resultados mais clara e direta, as turbinas com os 

respectivos resultados do método BEMT implementado são mostradas separadamente nas 

subseções a seguir. 

É importante comentar que, a princípio, essa demonstração de resultados não leva em 

consideração as simulações dos geradores elétricos nos quais as potências de saída foram medidas. 

Para que se pudesse analisar as curvas de potências considerando o efeito do gerador elétrico, foi 

considerado apenas a eficiência dele. Os valores de eficiência desses geradores foram obtidos a 

partir dos relatórios de cada turbina ou em função da faixa de potência nominal a partir de [51]. 

7.3.1 Turbina de pequeno porte 

Na Figura 7.2 são mostrados o ângulo de torção e a corda em funções do raio e na Figura 

7.3 é mostrada a geometria da turbina de pequeno porte. Essas informações e mais detalhes podem 

ser encontradas em [52]. É possível observar nas duas figuras citadas que a pá possui uma 

geometria delgada, apresenta ângulo de torção ao longo do raio da pá. O perfil aerodinâmico 

utilizado é NACA4412. Por se tratar de uma pá pequena em comprimento (1,5 metros), não foram 

utilizados mais de um aerofólio.  
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Figura 7.2 – Corda e ângulo de torção em função do raio da turbina de pequeno porte. 

 

 

Figura 7.3 – Geometria da pá da turbina de pequeno porte. 

 

 

Na Figura 7.4 são mostrados os dados medidos de potência de saída em função da 

velocidade do vento da turbina de pequeno porte e a curva de potência calculada pelo método 

BEMT. É possível notar que o método BEMT consegue prever de maneira coerente o 

comportamento real da turbina, pois os resultados são próximos dos dados medidos. 
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Figura 7.4 – Potência elétrica de saída do gerador da turbina de pequeno porte. 

 

 

7.3.2 Turbina MOD-0 / 100 kW 

Na Figura 7.5 são mostrados o ângulo de torção e a corda em funções do raio e na Figura 

7.6 é mostrada a geometria da turbina MOD-0. Essas informações e mais detalhes podem ser 

encontradas em [53]. É possível observar nas duas figuras citadas que a pá possui uma geometria 

parte retangular e parte trapezoidal, e não apresenta ângulo de torção. O perfil aerodinâmico 

utilizado é da série NACA 230XX, geralmente há uma variação de espessura baseado em questões 

de eficiência e de resistência. Devido a isso a região de ponta da pá apresenta um perfil 

aerodinâmico de maior eficiência, pois essa região é a maior responsável pelo torque mecânico, e 

a região da raiz da pá apresenta um perfil aerodinâmico de maior resistência para suportar os 

esforços mecânicos que atuam ao longo da pá. 
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Figura 7.5 – Corda e ângulo de torção em função do raio da turbina MOD-0. 

 

 

Figura 7.6 – Geometria da pá da turbina MOD-0. 

 

 

Na Figura 7.7 são mostrados os dados medidos de potência de saída em função da 

velocidade do vento da turbina MOD-0 e a curva de potência calculada pelo método BEMT. É 

possível notar que o método BEMT consegue prever de maneira coerente o comportamento real 

da turbina MOD-0, pois os resultados são próximos dos dados medidos. Neste caso os dados 

medidos são valores médios, mas na prática existe uma dispersão de dados de medição que implica 

em uma margem para mais e para menos. Em alguns relatórios da NASA são usados todos esses 

dados, em outros são usados apenas os valores médios. 
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Figura 7.7 – Potência elétrica de saída do gerador da turbina MOD-0. 

 

 

7.3.3 Turbina MOD-1 / 2 MW 

Na Figura 7.8 são mostrados o ângulo de torção e a corda em funções do raio e na Figura 

7.9 é mostrada a geometria da turbina MOD-1. Essas informações e mais detalhes podem ser 

encontradas em [54]. É possível observar nas duas figuras citadas que a pá possui geometria 

trapezoidal e apresenta ângulo de torção, que variam linearmente em duas regiões com coeficientes 

diferentes. O perfil aerodinâmico utilizado é da série NACA 44XX. 

 

Figura 7.8 – Corda e ângulo de torção em função do raio da turbina MOD-1. 
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Figura 7.9 – Geometria da pá da turbina MOD-1. 

 

 

Na Figura 7.10 são mostrados os dados medidos de potência de saída em função da 

velocidade do vento da turbina MOD-1 e a curva de potência calculada pelo método BEMT. É 

possível notar que o método BEMT consegue prever de maneira coerente o comportamento real 

da turbina MOD-1, pois os resultados são próximos dos dados medidos. Neste caso os dados 

medidos são dispersos e não valores médios como os mostrados na turbina MOD-0. Também é 

possível notar que a partir da velocidade de vento de 14 m/s há uma limitação de potência, que era 

feita por meio do controle do ângulo de ataque da pá ou através de dispositivos chamados ailerons 

(determinada área articulada do bordo de fuga da pá). De todo modo, esse controle variava as 

forças aerodinâmicas atuantes sobre a pá com o objetivo de operar em uma região de potência 

desejada. 
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Figura 7.10 – Potência elétrica de saída do gerador da turbina MOD-1. 

 

 

7.3.4 Turbina MOD-2 / 2.5 MW 

Na Figura 7.11 são mostrados o ângulo de torção e a corda em funções do raio e na Figura 

7.12 é mostrada a geometria da turbina MOD-2. Essas informações e mais detalhes podem ser 

encontradas em [55] e [56]. É possível observar nas duas figuras citadas que a pá possui geometria 

trapezoidal e apresenta ângulo de torção que varia linearmente. O perfil aerodinâmico utilizado é 

da série NACA 230XX. 

 

Figura 7.11 – Corda e ângulo de torção em função do raio da turbina MOD-2. 
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Figura 7.12 – Geometria da pá da turbina MOD-2. 

 

 

Na Figura 7.13 são mostrados os dados medidos de potência de saída em função da 

velocidade do vento da turbina MOD-2 e a curva de potência calculada pelo método BEMT. É 

possível notar que o método BEMT consegue prever de maneira coerente o comportamento real 

da turbina MOD-1, pois os resultados são próximos dos dados medidos. Neste caso os dados 

medidos são dispersos. Também é possível notar que a partir da velocidade de vento de 14 m/s há 

uma limitação de potência, cujo controle foi explicado anteriormente na subseção 7.3.3.  

 

Figura 7.13 – Potência elétrica de saída do gerador da turbina MOD-2. 
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7.3.5 Turbina MOD-5 / 7.3 MW 

Na Figura 7.14 são mostrados o ângulo de torção e a corda em funções do raio e na Figura 

7.15 é mostrada a geometria da turbina MOD-5. Essas informações e mais detalhes podem ser 

encontradas em [57]. É possível observar nas duas figuras citadas que a pá possui geometria parte 

retangular e parte trapezoidal, e apresenta ângulo de torção que varia linearmente. O perfil 

aerodinâmico utilizado é da série NACA 640XX. 

 

Figura 7.14 – Corda e ângulo de torção em função do raio da turbina MOD-5. 

 

 

Figura 7.15 – Geometria da pá da turbina MOD-5. 
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Na Figura 7.16 são mostrados os dados medidos de potência de saída em função da 

velocidade do vento da turbina MOD-5 e a curva de potência calculada pelo método BEMT. É 

possível notar que o método BEMT consegue prever de maneira coerente o comportamento real 

da turbina MOD-1, pois os resultados são próximos dos dados medidos. Neste caso os dados 

medidos são valores médios. Também é possível notar que a partir da velocidade de vento de 14 

m/s há uma limitação de potência.  

 

Figura 7.16 – Potência elétrica de saída do gerador da turbina MOD-5. 

 

 

7.3.6 Turbina de hidrocinética de pequeno porte 

Na Figura 7.17 são mostrados o ângulo de torção e a corda em funções do raio e na Figura 

7.18 é mostrada a geometria da pá da turbina hidrocinética de pequeno porte de potência nominal 

de 35 kW. Essas informações e mais detalhes dessa turbina podem ser encontradas em [58]. É 

possível observar nas duas figuras citadas que a pá possui uma geometria trapezoidal e apresenta 

ângulo de torção ao longo do raio da pá. O perfil aerodinâmico utilizado nessa turbina foi o 

NACA4416. 
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Figura 7.17 – Corda e ângulo de torção em função do raio da turbina hidrocinética de 

pequeno porte. 

 

 

 

Figura 7.18 – Geometria da pá da turbina hidrocinética de pequeno porte. 

 

 

Na Figura 7.19 são mostrados os dados medidos de potência de saída em função da 

velocidade da água da turbina hidrocinética de pequeno porte e a curva de potência calculada pelo 

método BEMT. Próximo dos valores de velocidade da água de 1,9 m/s e 2,5 m/s há um pequeno 

distanciamento da curva estimada para os dados da turbina. Isso pode ser justificado pelo fato de 

que os dados da turbina consideram um rotor com regulação de estol para evitar a cavitação em 

turbinas hidrocinéticas e neste trabalho isso não foi considerado. Portanto, é possível afirmar que 

o método BEMT consegue prever de maneira coerente o comportamento da turbina. 
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Figura 7.19 – Potência elétrica de saída do gerador da turbina de pequeno porte. 

 

 

7.4 Considerações 

A partir das figuras das curvas de potência é possível notar que o método BEMT é mais 

eficiente na faixa de valores médios e altos de velocidade de ventos. Esse resultado é coerente, 

pois as simulações foram analisadas para situações em regime permanente para cada valor de 

velocidade de vento, porém, para um mesmo valor de velocidade do eixo da turbina, que depende 

do valor nominal do gerador de cada turbina. Sendo assim, o método BEMT implementado 

valoriza a região de operação próxima às condições nominais da turbina e introduz erros na região 

de partida, quando ela começa a acelerar. 

Contudo, levando em consideração os resultados obtidos a partir do método BEMT e 

avaliando as subseções de 7.3.2 a 7.3.5, é possível afirmar que o modelo implementado apresenta 

bons resultados de predição do desempenho e é válido para analisar o desempenho desses tipos de 

turbinas. O modelo final é composto pelas correções propostas por Viterna com Corrigan para alto 

ângulo de ataque, por Shen para altos valores do fator de indução axial e por Prandtl para perdas 

de ponta e raiz. Em geral, os resultados a partir do método BEMT são próximos dos dados reais e 

exige menor esforço computacional se comparado a outros métodos que utilizam cálculo 

computacional numérico. 
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8 Projeto da geometria ótima da pá de uma TTHEH/D 

8.1 Contextualização 

O projeto da geometria ótima da pá deve ser calculado em função da potência nominal de 

saída desejada e das condições do ambiente. A combinação dessas informações é responsável por 

definir a faixa de potência do projeto.  

A escolha do perfil aerodinâmico e os cálculos da corda e ângulo de torção da pá em 

funções do raio são ajustes refinados para maximizar o coeficiente de potência da turbina. Para 

isso são utilizadas as equações derivadas nos capítulos de 3 a 5. 

8.2 Esboço para o projeto da pá 

8.2.1 Potência nominal do projeto 

O esboço da potência nominal da turbina se baseia na potência de saída desejada. Esse 

esboço pode ser iniciado a partir de (8.1) e da Figura 8.1. 

𝑃𝑚 =
1

2
𝐶𝑝𝜌𝐴𝑑𝑈∞

3  (8.1) 

 

Figura 8.1 – Esboço do projeto da turbina. 

 

 

De início, a velocidade do fluido e o raio são as variáveis mais relevantes devido aos seus 

expoentes, porém a velocidade do fluido depende das características do ambiente. Quanto à massa 

específica do fluido, é uma constante específica da composição do fluido. Quanto à variável 𝐶𝑝, é 

uma consequência da eficiência mecânica da turbina. Para não sobrestimar essa eficiência, usar 
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valores entre 0,4 e 0,5 é uma boa prática com base nos desempenhos das várias turbinas já 

comentadas neste trabalho. Logo a variável mais sensível que o projetista pode trabalhar é o raio.  

O tamanho do raio basicamente depende do investimento financeiro. Quanto maior o raio, 

maior será a potência mecânica, maior será o tamanho do gerador elétrico e maior será o custo do 

sistema. Quando se trata de turbinas hidrocinéticas, o raio pode ser limitado pela profundidade do 

sítio, por exemplo, regiões rasas de mar próxima ao litoral, de rio ou de canal. 

8.2.2 Escolha da velocidade nominal do fluido 

A escolha da velocidade do fluido para que a turbina opere com potência nominal é feita a 

partir de uma probabilidade de ocorrência de velocidade (𝑃𝑜), a partir da qual é possível calcular 

uma densidade de potência (𝐷𝑝). Calculando as probabilidades de ocorrência a partir de (8.2) e a 

densidade de potência a partir de (8.3) é possível definir a velocidade de fluido que resultará no 

maior aproveitamento de potência. Quanto maior os dados de medição de velocidade do fluido em 

função do tempo, mais preciso será o cálculo do desempenho a partir da velocidade de fluido 

selecionada. 

𝑃𝑜 =
𝑒𝑣𝑒𝑛𝑡𝑜

𝑒𝑠𝑝𝑎ç𝑜 𝑎𝑚𝑜𝑠𝑡𝑟𝑎𝑙
 (8.2) 

𝐷𝑝 =
1

2
𝜌𝑃𝑜𝑈∞

3  (8.3) 

Sendo o evento um valor de velocidade e o espaço amostral todos os valores de velocidade 

medidos. 

Na Figura 8.2 é mostrado um gráfico ilustrativo (banco de dados gerados aleatoriamente) 

que representa as ocorrências de velocidades do fluido para cada valor de velocidade. É possível 

notar que existem 5 valores de velocidade que apresentam maior ocorrência, próximo de 15 %. Os 

valores de velocidade apresentam um semieixo positivo e outro negativo porque ilustram o efeito 

da corrente de maré (enchente e vazante). Quando se utilizada dados de vento, a velocidade sempre 

é positiva. 
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Figura 8.2 – Ocorrência de velocidade. 

 

 

Na Figura 8.3 é mostrado um gráfico ilustrativo que representa as densidades de potência 

para cada valor de velocidade do gráfico da Figura 8.2. A partir da densidade de potência é possível 

definir facilmente o valor de velocidade do fluido que resultará no maior aproveitamento de 

potência, que neste caso é 𝑉𝑝,1 = 3.6 𝑚/𝑠. Observe que alguns valores de densidade são negativos, 

isso se deve apenas para indicar se a velocidade de maré utilizada foi positiva ou negativa. 

Comumente a densidade é calculada em módulo. 

 

Figura 8.3 – Densidade de potência em função da ocorrência de velocidade. 

 

 



 

 

117 

 

 

8.3 Escolha do perfil aerodinâmico para o projeto da pá 

É importante comentar que até o momento da escrita deste documento, as escolhas dos 

perfis se basearam apenas na eficiência aerodinâmica e as curvas foram obtidas a partir do 

programa XFLR v6.47 para Re > 100.000. É verdade que para a construção de uma pá é importante 

fazer um estudo estrutural e de fadiga, porém essa linha de pesquisa não foi o foco do trabalho até 

o momento. Sendo assim assume-se, a princípio, que as pás projetadas são capazes de suportar 

todos os esforços mecânicos que podem atuar sobre elas. 

A eficiência aerodinâmica de um perfil se baseia nos dados dos coeficientes de sustentação 

e arrasto em função do ângulo de ataque e do número de Reynold, e é definida pela razão entre 

aquele primeiro coeficiente e o segundo. Logo para o projeto da pá, deve-se procurar o ângulo de 

ataque em que a eficiência aerodinâmica do perfil é máxima considerando o número de Reynold, 

que pode ser calculado a partir das condições do fluido e da corda média que se pretende construir 

a pá. As três figuras a seguir se referem ao perfil aerodinâmico NACA 4412 e são apresentadas 

para ilustrar o procedimento para escolha do perfil. 

Na Figura 8.4 são mostradas as curvas do coeficiente de sustentação em função do ângulo 

de ataque para diferentes valores de Re. Observa-se que o coeficiente de sustentação aumenta com 

o aumento de Re e para todas as curvas há uma região de estol (destacada em vermelho). O 

conhecimento dessa região é importante para a correção dos altos valores do ângulo de ataque (ver 

capítulo 5, subseção 5.3.6). 

 

Figura 8.4 – Curva do coeficiente de sustentação em função do ângulo de ataque e de Re 

(aerofólio NACA 4412). 
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Na Figura 8.5 são mostradas as curvas do coeficiente de arrasto em função do ângulo de 

ataque para diferentes valores de Re. Observa-se analogamente à Figura 8.4 que o coeficiente de 

arrasto diminui com o aumento de Re. 

 

Figura 8.5 – Curva do coeficiente de arrasto em função do ângulo de ataque e de Re 

(aerofólio NACA 4412). 

 

 

Na Figura 8.6 são mostradas as curvas da eficiência aerodinâmica em função do ângulo de 

ataque para diferentes valores de Re. Observa-se que para todas as curvas há uma região de 

máxima eficiência (destacada em vermelho). Portanto, a partir do cálculo do número de Reynold, 

busca-se o ângulo de ataque em que a curva tem ponto de máximo (𝛼𝑚𝑎𝑥 𝑒𝑓𝑖𝑐). Uma vez que esse 

procedimento é feito para um perfil aerodinâmico, ele é repetido para tantos quantos se deseja 

comparar. Com o resultado de comparação desses vários perfis, escolhe-se aquele de maior 

eficiência. 
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Figura 8.6 – Curva da eficiência aerodinâmica em função do ângulo de ataque e de Re 

(aerofólio NACA 4412). 

 

 

8.4 Cálculo da geometria ótima da pá 

O cálculo da geometria ótima da pá é feito para o comprimento da corda e o ângulo de 

torção em função do comprimento do raio.  

8.4.1 Geometria ótima da pá para TTHEH 

O ângulo de torção (ou ângulo de pitch, 𝜃𝑝) para uma TTHEH é calculado por (8.4), sendo 

que 𝛼𝑚𝑎𝑥 𝑒𝑓𝑖𝑐 é constante e 𝜑 é calculado por (8.5). 

𝜃𝑝 = 𝜑 − 𝛼𝑚𝑎𝑥 𝑒𝑓𝑖𝑐 (8.4) 

𝑡𝑔(𝜑) =
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝛺𝑟(1 + 𝑎′)
=

1 − 𝑎

𝜆𝑟(1 + 𝑎′) 
 (8.5) 

Em (8.5) 𝑈∞ é a velocidade do fluido de maior ocorrência (ver subseção 8.2.2) e 𝛺 é a 

velocidade rotacional nominal do eixo do rotor. Observa-se que 𝜑 é função do raio local e por isso 

esse ângulo varia ao longo da pá. 

A equação para o cálculo da corda ótima deriva da equação do fator de indução axial 

considerando a correção das perdas de ponta e raiz (ver capítulo 4, subseção 0), retomada em (8.6) 

e reorganizada em (8.9). 

𝑎 =
1

1 +
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑠𝑒𝑛

2(𝜑)
𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

 
(8.6) 
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1 +
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑠𝑒𝑛

2(𝜑)

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
=
1

𝑎
 (8.7) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑠𝑒𝑛
2(𝜑)

𝜎′ (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
=
1

𝑎
− 1 (8.8) 

(
𝑎

1 − 𝑎
)

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑠𝑒𝑛
2(𝜑)

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
= 𝜎′ (8.9) 

Substituindo (3.10) e (3.24) em (8.9), tem-se (8.10). 

(
𝑎

1 − 𝑎
)

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
(
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑈𝑟𝑒𝑙
)

2

=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.10) 

Sendo 𝑈𝑟𝑒𝑙 conhecido a partir da Figura 3.3, (8.10) é organizado em (8.15). 

(
𝑎

1 − 𝑎
)

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

(

 
𝑈∞(1 − 𝑎)

√(𝑈∞(1 − 𝑎))
2
+ (𝛺𝑟(1 + 𝑎′))

2

)

 

2

=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.11) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
(

𝑈∞
2 (1 − 𝑎)

(𝑈∞(1 − 𝑎))
2
+ (𝛺𝑟(1 + 𝑎′))

2) =
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.12) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

(

  
 𝑈∞

2 (1 − 𝑎)

𝑈∞2 [(1 − 𝑎)2 + (
𝛺𝑟
𝑈∞

(1 + 𝑎′))

2

]
)

  
 
=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.13) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

(

  
 (1 − 𝑎)

[(1 − 𝑎)2 + (
𝛺𝑟
𝑈∞

(1 + 𝑎′))

2

]
)

  
 
=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.14) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4𝑎

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
(

(1 − 𝑎)

(1 − 𝑎)2 + (𝜆𝑟(1 + 𝑎′))
2) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.15) 

Os fatores de indução axial e rotacional são ótimos para 𝑎 = 1/3 e 𝑎′ = 0. Sendo assim, 

(8.15) resulta em (8.21) para o cálculo da corda ótima ao longo da pá. 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4 (
1
3)

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
(

(1 −
1
3)

(1 −
1
3)

2

+ (𝜆𝑟(1 + 0))
2
) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.16) 
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𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠 (
4
3)

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
(

(
2
3)

(
2
3)

2

+ 𝜆𝑟2
) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.17) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

(

8
9

4
9 + 𝜆𝑟

2
) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.18) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

(

8
9

4 + 9𝜆𝑟2

9

) =
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.19) 

𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

(
8

4 + 9𝜆𝑟2
) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.20) 

𝑐 =
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠

𝐵 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
(
16𝜋𝑟

4 + 9𝜆𝑟2
) (8.21) 

 

8.4.2 Geometria ótima da pá para TTHEHD 

O ângulo de torção para uma TTHEHD é calculado semelhantemente como para uma 

TTHEH, conforme (8.4). Contudo, devido à mudança na velocidade do fluido, 𝑡𝑔(𝜑) passa a ser 

calculado por (6.159), que é apresentada novamente em (8.22). 

𝑡𝑔(𝜑) =
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ )

=
𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝜆𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ ) 

 (8.22) 

A equação para o cálculo da corda ótima deriva da equação do fator de indução axial 

considerando o efeito do difusor na velocidade do fluido, a correção das perdas de ponta e raiz 

(ver capítulo 6, subseção 6.4), retomada de (6.191), apresentada novamente em (8.23) e 

reorganizada em (8.24). 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
=
𝜎′𝛾 (𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛2(𝜑)
 (8.23) 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
(

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑠𝑒𝑛
2(𝜑)

𝛾 (𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
) = 𝜎′ (8.24) 

Substituindo (3.10), considerando o efeito do difusor na velocidade do fluido, e (3.24) em 

(8.24), obtém-se (8.29). 

𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
(

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
𝛾 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

) (
𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑈𝑟𝑒𝑙
)

2

=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.25) 
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𝑎𝑑𝑖𝑓

(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)
(

4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠
𝛾 (𝐶𝑙𝑐𝑜𝑠(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))

)

[
 
 
 

𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

√(𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))
2

+ (𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓′))
2

]
 
 
 
2

=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 

(8.26) 

(
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑎𝑑𝑖𝑓

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
) [

𝛾𝑈∞
2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

(𝛾𝑈∞(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))
2

+ (𝛺𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓′))
2] =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.27) 

(
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑎𝑑𝑖𝑓

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
)

{
 
 

 
 

𝛾𝑈∞
2 (1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

𝑈∞2 [(𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))
2

+ (
𝛺𝑟
𝑈∞

(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓′))

2

]
}
 
 

 
 

=
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.28) 

(
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠𝑎𝑑𝑖𝑓

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
){

𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓)

[(𝛾(1 − 𝑎𝑑𝑖𝑓))
2

+ (𝜆𝑟(1 + 𝑎𝑑𝑖𝑓′))
2

]
} =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.29) 

Os fatores de indução axial e rotacional são ótimos para 𝑎𝑑𝑖𝑓 = 1/3 e 𝑎𝑑𝑖𝑓
′ = 0. Sendo 

assim, (8.29) resulta em (8.35). 

(
4𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠(1/3)

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
){

𝛾(1 − (1/3))

[(𝛾(1 − (1/3)))
2
+ (𝜆𝑟(1 + 0))

2
]
} =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.30) 

(
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠4/3

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
)(

𝛾(2/3)

[(𝛾(2/3))
2
+ 𝜆𝑟2]

) =
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.31) 

(
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
)(

𝛾(8/9)

[𝛾2(4/9) + 𝜆𝑟2]
) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.32) 

(
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
)(

𝛾(8/9)

[4𝛾2 + 9𝜆𝑟2]
9

) =
𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.33) 

(
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠

(𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
) (

8𝛾

4𝛾2 + 9𝜆𝑟2
) =

𝐵𝑐

2𝜋𝑟
 (8.34) 

𝑐 = (
𝐹𝑙𝑜𝑠𝑠

𝐵 (𝐶𝑙cos(𝜑) + 𝐶𝑑𝑠𝑒𝑛(𝜑))
) (

16𝛾𝜋𝑟

4𝛾2 + 9𝜆𝑟2
) (8.35) 

 

Na Figura 8.7 são mostradas ilustrativamente as curvas do comprimento da corda e do 

ângulo de torção em função do raio da pá. Devido ao projeto otimizado, a pá tem uma geometria 
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delgada e torcida para que ela opere com a maior eficiência aerodinâmica ao longo do 

comprimento. 

 

Figura 8.7 – Comprimento da corda e ângulo de torção em funções do raio da pá. 

 

 

Na Figura 8.8 é mostrada ilustrativamente a geometria da pá ótima. 

 

Figura 8.8 – Geometria ótima da pá. 

 

 

8.5 Análise de partida da turbina em função da geometria 

O torque de partida é diretamente influenciado pelo ângulo de torção da pá e, juntamente 

com a inércia, é responsável pelo tempo necessário para que a turbina comece a operar. 
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8.5.1 Torque de partida 

A partir da Figura 3.3 (ver capítulo 3, subseção 3.3) é possível retomar de (8.36) a (8.40). 

𝑈𝑟𝑒𝑙 = √𝑈∞ 2 + (𝑟Ω)2 (8.36) 

𝑈𝑟𝑒𝑙 = 𝑈∞√1 + 𝜆𝑟2 (8.37) 

𝑠𝑒𝑛(𝜑) =
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝑈𝑟𝑒𝑙
 (8.38) 

𝑐𝑜𝑠(𝜑) =
Ω𝑟(1 + 𝑎′)

𝑈𝑟𝑒𝑙
 (8.39) 

𝛼 = 𝜑 − 𝜃𝑝 (8.40) 

No cálculo do torque de partida a turbina está parada e, por isso, assume-se que 𝑎 e 𝑎′ são 

muito pequenos. Isso permite que (8.38) e (8.39) possam ser reescritos em (8.41) e (8.42). 

𝑠𝑒𝑛(𝜑) =
1

√1 + 𝜆𝑟2
 (8.41) 

𝑐𝑜𝑠(𝜑) =
Ω𝑟

𝑈∞√1 + 𝜆𝑟2
=

𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
 (8.42) 

Ainda considerando a Figura 3.3 e assumindo que 𝑎 e 𝑎′ são muito pequenos, é possível 

afirmar que o ângulo de ataque na partida é alto. Como os dados polares geralmente estão 

disponíveis para uma faixa limitada de ângulo de ataque, os modelos de engenharia foram 

desenvolvidos para estender os dados para o chamado polar completo, onde o ângulo de ataque 

varia de −180° 𝑎 180°. Uma revisão dos coeficientes aerodinâmicos em altos ângulos de ataque 

é encontrada no trabalho de Lindenburg [44]. 

Uma comparação de métodos é encontrada em Skrzypinski et al. [59]. Como uma 

aproximação, assume-se que os desempenhos do perfil para grandes ângulos de ataque são 

independentes da forma do perfil. Portanto, o desempenho de um perfil para alto ângulo de ataque 

pode ser obtido a partir dos coeficientes de placa plana. Os coeficientes de sustentação e arrasto 

para esse caso podem ser calculados por (8.43) e (8.44) [27], [39] e [40]. 

𝐶𝑙 = 𝑠𝑒𝑛(2𝛼) = 2𝑠𝑒𝑛(𝛼)𝑐𝑜𝑠(𝛼) (8.43) 

𝐶𝑑 = 1 − 𝑐𝑜𝑠(2𝛼) = 2𝑠𝑒𝑛2(𝛼) (8.44) 

Retomando a equação do torque (ver capítulo 3, subseção 3.3), tem-se (8.45). 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 (𝐶𝑙 sen(𝜑) − 𝐶𝑑𝑐𝑜𝑠(𝜑))𝑐𝑟 (8.45) 

Substituindo (8.41) e (8.42) em (8.45), tem-se (8.47). 
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𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 (𝐶𝑙 (
1

√1 + 𝜆𝑟2
) − 𝐶𝑑 (

𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
)) 𝑐𝑟 (8.46) 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑟 (
1

√1 + 𝜆𝑟2
) (𝐶𝑙 − 𝐶𝑑𝜆𝑟) (8.47) 

Substituindo (8.43) e (8.44) em (8.47), tem-se (8.49). 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑟 (
1

√1 + 𝜆𝑟2
) (2𝑠𝑒𝑛(𝛼)𝑐𝑜𝑠(𝛼) − 2𝑠𝑒𝑛2(𝛼)𝜆𝑟) (8.48) 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑟 (
1

√1 + 𝜆𝑟
2
) 𝑠𝑒𝑛(𝛼)(𝑐𝑜𝑠(𝛼) − 𝑠𝑒𝑛(𝛼) 𝜆𝑟) (8.49) 

Para escrever (8.49) em função do ângulo de pitch, usa-se (8.40) e as relações 

trigonométricas em (8.50) e (8.51). 

𝑠𝑒𝑛(𝛼) = 𝑠𝑒𝑛(𝜑 − 𝜃𝑝) = 𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝑐𝑜𝑠(𝜑) (8.50) 

𝑐𝑜𝑠(𝛼) = 𝑐𝑜𝑠(𝜑 − 𝜃𝑝) = 𝑐𝑜𝑠(𝜑)𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) + 𝑠𝑒𝑛(𝜑)𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝) (8.51) 

Substituindo (8.41) e (8.42) em (8.50), tem-se (8.53). 

𝑠𝑒𝑛(𝛼) = (
1

√1 + 𝜆𝑟2
) 𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝) (

𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
) (8.52) 

𝑠𝑒𝑛(𝛼) =
𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
 (8.53) 

Substituindo (8.41) e (8.42) em (8.51), tem-se (8.55). 

𝑐𝑜𝑠(𝛼) = (
𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
) 𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) + (

1

√1 + 𝜆𝑟2
) 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝) (8.54) 

𝑐𝑜𝑠(𝛼) =
𝜆𝑟𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) + 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)

√1 + 𝜆𝑟2
 (8.55) 

Usando apenas a parte trigonométrica de (8.49), TRIG, tem-se (8.56). 

𝑇𝑅𝐼𝐺 = 𝑠𝑒𝑛(𝛼)(𝑐𝑜𝑠(𝛼) − 𝑠𝑒𝑛(𝛼) 𝜆𝑟) (8.56) 

Substituindo (8.53) e (8.55) em (8.56), tem-se (8.61). 

𝑇𝑅𝐼𝐺 = (
𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
)((

𝜆𝑟𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) + 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)

√1 + 𝜆𝑟2
)

− (
𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
) 𝜆𝑟) 

(8.57) 
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𝑇𝑅𝐼𝐺 = (
𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
)((

𝜆𝑟𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) + 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)

√1 + 𝜆𝑟2
)

− (
𝜆𝑟𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)𝜆𝑟

2

√1 + 𝜆𝑟2
)) 

(8.58) 

𝑇𝑅𝐼𝐺 = (
𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)𝜆𝑟

√1 + 𝜆𝑟2
)(
𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)(1 + 𝜆𝑟

2)

√1 + 𝜆𝑟2
) (8.59) 

𝑇𝑅𝐼𝐺 = (
(1 + 𝜆𝑟

2)

(√1 + 𝜆𝑟
2)
2)𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)(𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛 (𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.60) 

𝑇𝑅𝐼𝐺 = 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)(𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.61) 

Substituindo (8.61) em (8.49), tem-se (8.62). 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑈𝑟𝑒𝑙

2 𝑐𝑟 (
1

√1 + 𝜆𝑟2
) 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)(𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.62) 

Substituindo (8.37) em (8.62), o torque de partida pode ser calculado por (8.64). 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌 (𝑈∞√1 + 𝜆𝑟2)

2

𝑐𝑟 (
1

√1 + 𝜆𝑟2
) 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)(𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.63) 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑐𝑟𝑈∞

2 (1 + 𝜆𝑟
2)
1
2𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)(𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.64) 

A equação do torque de partida pode ser simplificada utilizando a relações trigonométrica 

em (8.65). 

𝑠𝑒𝑛(2𝑥) = 2𝑠𝑒𝑛(𝑥)𝑐𝑜𝑠(𝑥) (8.65) 

Desenvolvendo (8.64) e usado (8.65), tem-se (8.68). 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

2
𝐵𝜌𝑐𝑟𝑈∞

2 (1 + 𝜆𝑟
2)
1
2(𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 𝑠𝑒𝑛

2(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.66) 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

4
𝐵𝜌𝑐𝑟𝑈∞

2 (1 + 𝜆𝑟
2)
1
2(2𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑝)𝑐𝑜𝑠(𝜃𝑝) − 2𝑠𝑒𝑛

2(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.67) 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

4
𝐵𝜌𝑐𝑟𝑈∞

2 (1 + 𝜆𝑟
2)
1
2(𝑠𝑒𝑛(2𝜃𝑝) − 2𝑠𝑒𝑛

2(𝜃𝑝)𝜆𝑟) (8.68) 

Algumas considerações precisam ser feitas em (8.68) para que seja possível discutir de 

maneira clara e direta a influência da geometria da pá no torque de partida. Assumindo que a pá 

está partindo do repouso, na iminência de acelerar, a taxa de velocidade de ponta é 

aproximadamente zero (𝜆𝑟 ≅ 0). Sendo assim, pode-se assumir que 2𝑠𝑒𝑛2(𝜃𝑝)𝜆𝑟 ≅ 0. Logo a 

equação completa do torque de partida em (8.64) pode ser simplificada por uma aproximação em 
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(8.69). 

𝑑𝑄

𝑑𝑟
=
1

4
𝐵𝜌𝑐𝑟𝑈∞

2 (1 + 𝜆𝑟
2)
1
2𝑠𝑒𝑛(2𝜃𝑝) (8.69) 

Observando (8.69) é possível notar que o ângulo de pitch é o principal responsável pelo 

torque de partida para cada valor de velocidade de fluido. Portanto, é plausível afirmar que se 𝜃𝑝 

for predominante negativo ao longo da pá, o torque será pequeno ou mesmo negativo e, 

consequentemente, a turbina demorará para partir ou até mesmo não conseguirá acelerar. Em 

alguns casos, ainda que a turbina consiga partir, podem ser necessários valores altos de velocidade 

do fluido e isso pode reduzir a faixa de operação da turbina (maior tempo em repouso). Portanto é 

importante que o projetista analise a geometria ótima da pá e o torque de partida em conjunto. 

Observando simultaneamente (8.69) e a Figura 8.7, é possível notar que a região da raiz da 

pá é a maior responsável pelo torque de partida. É importante ressaltar que na velocidade rotacional 

nominal da turbina, a região da raiz da pá passa a ser responsável por suportar os esforços 

mecânicos e o torque passa a ter a maior contribuição proveniente da região de ponta da pá. 

8.5.2 Inércia 

Wood [52] propôs um método para estimar a inércia (𝐽) das pás da turbina, (8.70). 

𝐽 = 𝐵𝜌𝐿𝐴𝑝𝑅
5 [∫(𝑐𝑟)2𝑑𝑟 +

𝐴𝑝

12
(∫ 𝑐4 𝑐𝑜𝑠2 𝜃𝑝 𝑑𝑟 + 𝐴𝑝

2 ∫𝑐4 𝑠𝑒𝑛2 𝜃𝑝 𝑑𝑟)] (8.70) 

Sendo 𝜌𝐿 a massa específica da pá e 𝐴𝑝, a área dimensional do perfil aerodinâmico. Esse 

método foi validado utilizando dados reais de uma turbina [52]. 

Na Figura 8.9 é mostrado alguns dados de turbinas de pequeno porte: inércia do gerador 

elétrico em função da faixa de potência. Os resultados não são precisos a ponto de serem usados 

com propriedade em novos projetos de turbinas, mas podem ser usadas como estimativas uma vez 

que o trem de potência da turbina envolve inúmeros componentes mecânicos e calcular a inércia 

de todo esse conjunto se torna complexo.  
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Figura 8.9 – Inércia do gerador elétrico em função da faixa de potência para turbinas de pequeno 

porte. 

 

Fonte: adaptado de [52]. 

 

8.5.3 Taxa de variação de velocidade na partida 

A taxa de variação de velocidade do rotor da turbina pode ser calculada por (8.71), [23]. O 

sinal negativo indica apenas o sentido de rotação do eixo.  

−
𝑑𝜔𝑟𝑚
𝑑𝑡

=
𝑄𝑚𝑒𝑐 − (𝑄𝑒𝑙 + 𝑄𝑝𝑒𝑟𝑑 𝑚𝑒𝑐 + 𝑄𝑝𝑒𝑟𝑑 𝑒𝑙)

𝐽
 (8.71) 

 endo os subscritos re erentes ao torque mecânico para “mec”, elétrico para “el”, perdas 

mecânicas para “perd mec” e perdas elétricas para “perd el”. É comum o torque elétrico ser 

representado por “T”, mas na modelagem das  orças aerodinâmicas e mecânicas  eitas até aqui 

aquela letra é usada para representar o empuxo. 

Na partida não há carga na saída do gerador, justamente para que a turbina acelere. Por 

isso, é possível simplificar (8.71) em (8.72). Sendo 𝑄𝑚𝑒𝑐 o próprio torque de partida e 𝑄𝑝𝑒𝑟𝑑 𝑚𝑒𝑐, 

a resistência do trem de potência. 

−
𝑑𝜔𝑟𝑚
𝑑𝑡

=
𝑄𝑚𝑒𝑐 − 𝑄𝑝𝑒𝑟𝑑 𝑚𝑒𝑐

𝐽
 (8.72) 

A princípio, a resistência do trem de potência é assumida constante porque é característica 

do conjunto físico da turbina. É sabido que essa resistência muda ao longo do tempo com os 

desgastes dos materiais que compõem o sistema e é influenciada pelas manutenções preventivas. 

De todo modo, ela não varia em função dos pontos de operação da turbina. Tendo o conhecimento 
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disso, fica claro observar que a taxa de variação de velocidade é diretamente proporcional ao 

torque de partida e inversamente proporcional à inércia. 

O torque de partida pode ser gerenciado como discutido na seção 8.5.1 e a inércia 

dependerá do material da pá, que deve ser tão leve quanto resistente para suportar as cargas que 

atuam sobre a pá. 

8.6 Considerações 

O cálculo da geometria ótima da pá é baseado no ângulo de ataque de máxima eficiência 

de um perfil, considerado o melhor para aquela aplicação. Em sequência os valores das velocidades 

do fluido e do eixo do rotor da turbina são usados para calcular a corda e ângulo de torção em 

função do raio. Esse procedimento é feito para garantir o maior aproveitamento de energia na 

velocidade do fluido de maior ocorrência, mas os resultados dos ângulos de torção devem ser 

analisados para que a velocidade necessária para a turbina partir não seja alta. Na situação em que 

essa velocidade de entrada é alta, a faixa de velocidade do fluido em que a turbina opera é pequena. 

Se isso ocorrer, é possível que a turbina permaneça maior tempo parada do que em operação.  
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9 Gerador elétrico e conversor eletrônico de potência 

9.1 Contextualização 

Este capítulo apresenta as modelagens matemáticas do gerador elétrico e do conversor 

eletrônico de potência que são utilizadas neste trabalho para TTHEH. Essas modelagens são usadas 

para simulação do conjunto turbina, gerador elétrico e conversor eletrônico de potência, assim 

como também para implementação das estratégias de controle e MPPT.  

9.2 Gerador elétrico 

Os sistemas TTHEH, principalmente os sistemas eólicos, podem ser classificados quanto 

à velocidade de rotação em que operam: variável ou aproximadamente constante. Na topologia 

com velocidade de rotação aproximadamente constante são utilizados sistemas de engrenagem de 

alguns estágios, cujo objetivo é adequar a baixa rotação do eixo do rotor da turbina com a do eixo 

do gerador elétrico. Nessa topologia os geradores elétricos utilizados são de indução com rotor em 

gaiola. Na topologia com velocidade de rotação variável podem ser utilizados ou não sistemas de 

engrenagem. Uma das vantagens dessa topologia é a possibilidade de implementar estratégias de 

controle de MPPT em função da velocidade do eixo do rotor da turbina. Nessa topologia os 

geradores elétricos utilizados podem ser de indução com rotor bobinado duplamente alimentado, 

síncronos com campo excitado eletricamente ou GSIP. 

9.2.1 Seleção do gerador elétrico 

O GSIP foi escolhido para integrar o projeto de turbina em estudo neste trabalho por 

apresentar vantagens em relação aos demais citados [23] e [39]. Algumas dessas vantagens são: 

• Não há necessidade de um circuito secundário para alimentação e controle do 

campo, pois o campo é excitado pelo próprio ímã do gerador elétrico; 

• Pode ter acoplamento direto entre o eixo do rotor da turbina e o do gerador elétrico, 

devido ao fato de possuir uma quantidade relativamente grande de polos. Isso 

porque na máquina síncrona a frequência elétrica é diretamente proporcional ao 

produto da velocidade de rotação mecânica pelo número de polos. Sendo assim, as 

tensões por fase induzidas nesse tipo de máquina serão relativamente altas, mesmo 

em baixa rotação, porque são proporcionais à frequência elétrica. 

• Quando o acoplamento entre o eixo do rotor da turbina e o do gerador elétrico é 

direto, não há a necessidade de um sistema de engrenagem. Esse sistema de 

transmissão introduz perdas mecânicas ao sistema. Atualmente essas perdas são 
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muito pequenas devido à utilização de multiplicadores com engrenagens planetárias 

de simples estágio de alta eficiência [60]; 

• O uso do conjunto gerador elétrico e conversor eletrônico de potência viabiliza o 

controle ótimo com implementação de estratégias de MPPT para toda a faixa de 

velocidade de fluido em que a turbina pode operar. A partir desse controle também 

é possível controlar as potências ativa e reativa na saída do conversor eletrônico de 

potência, evitando sistemas secundários para esse fim. 

Algumas das desvantagens do GSIP são: 

• O preço dessas máquinas ainda é alto devido ao elevado custo dos materiais 

magnéticos; 

• O fluxo magnético do ímã pode sofrer alterações sob grandes variações de 

temperatura, influenciando diretamente nas tensões induzidas de fase, na produção 

de conjugado e na precisão das estratégias de controle elaboradas com base no fluxo 

magnético por polo da máquina. 

9.2.2 Transformação de variáveis e de referenciais do GSIP 

Os cálculos das variáveis trifásicas de tensão, corrente e fluxo concatenado da máquina 

síncrona é uma tarefa dificultosa e complexa. Por isso é utilizado o conceito de Vetor Complexo 

Variável (ou Vetor Espacial Variável) que permite expressar as variáveis trifásicas da máquina 

síncrona em uma forma mais compacta, através da representação de variáveis genéricas bifásicas. 

Assim as equações da máquina tornam-se significativamente simples. Complementarmente a esse 

conceito é utilizado o de Transformação de Eixo Referencial da máquina. Esse referencial pode 

ser o do rotor, do estator ou um rotacional genérico [61] e [62]. 

Quando a transformação relaciona as variáveis trifásicas 𝑎𝑏𝑐 no terminal da máquina com 

o Vetor Complexo Variável no referencial do estator da máquina 𝛼𝛽, denomina-se transformada 

de Clark e pode ser calculada por (9.1) e (9.2). As frequências angulares das variáveis bifásicas e 

trifásicas são iguais nesse caso porque o referencial é o mesmo (estacionário). A vantagem dessa 

transformação é a representação compacta das variáveis trifásicas em bifásicas. 

Transformação da representação 𝑎𝑏𝑐 para 𝛼𝛽 no referencial estacionário. 
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[

𝑓𝛼𝑠
𝑓𝛽𝑠
𝑓0𝑠

] =
2

3

[
 
 
 
 
 1 −

1

2
−
1

2

0 −
√3

2

√3

2
1

2

1

2

1

2 ]
 
 
 
 
 

[

𝑓𝑎𝑠
𝑓𝑏𝑠
𝑓𝑐𝑠

] (9.1) 

Transformação da representação 𝛼𝛽 para 𝑎𝑏𝑐 no referencial estacionário. 

[

𝑓𝑎𝑠
𝑓𝑏𝑠
𝑓𝑐𝑠

] =
3

2

[
 
 
 
 
 
 
2

3
0

2

3

−
1

3
−
1

√3

2

3

−
1

3

1

√3

2

3]
 
 
 
 
 
 

[

𝑓𝛼𝑠
𝑓𝛽𝑠
𝑓0𝑠

] (9.2) 

Sendo 𝑓 as variáveis de tensão ou corrente; os subscritos 𝑎𝑠, 𝑏𝑠 e 𝑐𝑠 as variáveis trifásicas 

do estator; os subscritos 𝛼𝑠 e 𝛽𝑠 as variáveis bifásicas do estator; e o subscrito 0𝑠 a componente 

de sequência zero do estator. Se o sistema é equilibrado, tem-se 𝑓𝑎𝑠 + 𝑓𝑏𝑠 + 𝑓𝑐𝑠 = 0 e 

consequentemente 𝑓0𝑠 = 0. 

A fração que multiplica as matrizes de ordem 3x3 em (9.1) e (9.2) é arbitrária, podendo ser 

2/3 quando se pretende manter a amplitude da tensão ou corrente e  √3/2 quando se pretende 

manter o valor de potência. Neste trabalho, optou-se por manter as amplitudes de corrente e tensão. 

Quando a transformação relaciona o Vetor Complexo Variável no referencial do estator da 

máquina 𝛼𝛽 com um Vetor Complexo Variável no referencial do rotor da máquina 𝑑𝑞, denomina-

se transformada de Park e pode ser calculada por (9.3) e (9.4). A transformação de referencial 

rotativo serve para eliminar o acoplamento senoidal entre o circuito do estator e do rotor. A 

vantagem dessa transformação é a representação das variáveis trifásicas 𝑎𝑏𝑐 ou bifásicas 𝛼𝛽 em 

sinais constantes, pois o referencial girante é sincronizado com a frequência elétrica. Esse 

referencial também é chamado síncrono. 

a) Transformação da representação 𝛼𝛽 no referencial estacionário para a 𝑑𝑞 no 

referencial síncrono. 

[
𝑓𝑞𝑠
𝑒

𝑓𝑑𝑠
𝑒 ] = [

cos (𝜃𝑒) −𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑒)
𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑒)    cos (𝜃𝑒)

] [
𝑓𝛼𝑠
𝑓𝛽𝑠
] (9.3) 

b) Transformação da representação 𝑑𝑞 no referencial síncrono para a 𝛼𝛽 no 

referencial estacionário. 

[
𝑓𝛼𝑠
𝑓𝛽𝑠
] = [

   cos (𝜃𝑒) 𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑒)
−𝑠𝑒𝑛(𝜃𝑒) cos (𝜃𝑒)

] [
𝑓𝑞𝑠
𝑒

𝑓𝑑𝑠
𝑒 ] (9.4) 

Sendo os subscritos 𝑑𝑠 𝑒 𝑞𝑠 os sinais constantes de eixos direto e de quadratura; o 
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sobrescrito 𝑒 o referencial síncrono; e 𝜃𝑒 o ângulo de fase das tensões do estator. 

Na Figura 9.1 é mostrada a convenção adotada e a relação para as transformações e 

referenciais citados. 

 

Figura 9.1 – Convenções adotadas para os eixos de referencial síncrono e estacionário. 

 

Fonte: [63]. 

 

9.2.3 Modelagem matemática do GSIP 

A modelagem matemática do GSIP é feita no referencial síncrono 𝑑𝑞 (girante sincronizado 

com o rotor do gerador) devido às simplificações comentadas na subseção anterior. As equações 

utilizadas são as da máquina síncrona à ímã permanente, que são as mesmas do GSIP, porém a 

diferença é que este é modelado com as correntes no sentido negativo e, consequentemente, o eixo 

gira em sentido inverso ao modo motor [61] e [62].  Portanto as equações da máquina são 

calculadas por (9.5) a (9.17): 

a) Tensão: 

𝑣𝑑𝑠
𝑒 = 𝑟𝑠𝑖𝑑𝑠

𝑒 − 𝜔𝑒𝜆𝑞𝑠
𝑒 +

𝑑𝜆𝑑𝑠
𝑒

𝑑𝑡
   (9.5) 

𝑣𝑞𝑠
𝑒 = 𝑟𝑠𝑖𝑞𝑠

𝑒 + 𝜔𝑒𝜆𝑑𝑠
𝑒 +

𝑑𝜆𝑞𝑠
𝑒

𝑑𝑡
   (9.6) 

𝑣𝑘𝑑
𝑒 = 𝑟𝑘𝑑𝑖𝑘𝑑

𝑒 +
𝑑𝜆𝑘𝑑

𝑒

𝑑𝑡
   (9.7) 

𝑣𝑘𝑞
𝑒 = 𝑟𝑘𝑞𝑖𝑘𝑞

𝑒 +
𝑑𝜆𝑘𝑞

𝑒

𝑑𝑡
   (9.8) 
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Sendo 𝑣, 𝑖 e 𝜆 as tensões, correntes e fluxos concatenados, respectivamente; os subscritos 

𝑑𝑠, 𝑞𝑠 refere-se às variáveis do estator nos eixos 𝑑 e 𝑞, respectivamente; os subscritos 𝑘𝑑 e 𝑘𝑞 

refere-se às variáveis do enrolamento de amortecimento do rotor nos eixos 𝑑 e 𝑞, respectivamente; 

𝑟𝑠 a resistência do estator; o sobrescrito 𝑒 refere-se ao referencial girante sincronizado com o rotor; 

e 𝜔𝑒 a velocidade do rotor do gerador em radiano elétrico. 

b) Fluxo concatenado: 

𝜆𝑑𝑠
𝑒 = (𝐿𝑙𝑠 + 𝐿𝑚𝑑)𝑖𝑑𝑠

𝑒 + 𝐿𝑚𝑑𝑖𝑘𝑑
𝑒 + ΛGSIP    (9.9) 

𝜆𝑞𝑠
𝑒 = (𝐿𝑙𝑠 + 𝐿𝑚𝑞)𝑖𝑞𝑠

𝑒 + 𝐿𝑚𝑞𝑖𝑘𝑞
𝑒     (9.10) 

𝜆𝑘𝑑
𝑒 = (𝐿𝑙𝑘𝑑 + 𝐿𝑚𝑑)𝑖𝑘𝑑

𝑒 + 𝐿𝑚𝑑𝑖𝑑𝑠
𝑒 + ΛGSIP    (9.11) 

𝜆𝑘𝑞
𝑒 = (𝐿𝑙𝑘𝑞 + 𝐿𝑚𝑞)𝑖𝑘𝑞

𝑒 + 𝐿𝑚𝑞𝑖𝑞𝑠
𝑒     (9.12) 

Sendo e 𝐿𝑙𝑠 e 𝐿𝑚𝑑 as indutâncias de dispersão e magnetização, respectivamente; e Λ𝐺𝑆𝐼𝑃 o 

fluxo magnético produzido pelo ímã.  

c) Torque eletromagnético: 

𝑇𝑒 =
3

2
𝑃𝑝(𝜆𝑑𝑠𝑖𝑞𝑠 − 𝜆𝑞𝑠𝑖𝑑𝑠)    (9.13) 

𝑇𝑒 =
3

2
𝑃𝑝[ΛGSIP𝑖𝑞𝑠 − (𝐿𝑑𝑠 − 𝐿𝑞𝑠)𝑖𝑞𝑠𝑖𝑑𝑠]    (9.14) 

Sendo 𝑇𝑒 o torque eletromagnético; 𝑃𝑝 o número de pares de polos. 

d) Potência: 

𝑃𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎 =
3

2
(𝑣𝑑𝑠𝑖𝑑𝑠 + 𝑣𝑞𝑠𝑖𝑞𝑠)    (9.15) 

𝑃𝑒𝑟𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎 =
3

2
(𝑣𝑞𝑠𝑖𝑑𝑠 − 𝑣𝑑𝑠𝑖𝑞𝑠)    (9.16) 

𝑃𝑒𝑐𝑜𝑏𝑟𝑒 =
3

2
𝑟𝑠(𝑖𝑑𝑠

2 + 𝑖𝑞𝑠
2 ) +

3

2
𝑟𝑠(𝑖𝑘𝑑

2 + 𝑖𝑘𝑞
2 )    (9.17) 

Sendo 𝑃𝑒 a potência elétrica; os subscritos 𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎, 𝑟𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎 e 𝑐𝑜𝑏𝑟𝑒 o tipo de potência 

elétrica. Para o 𝑐𝑜𝑏𝑟𝑒, define-se como perda elétrica ou potência dissipada. 

9.2.4 Curvas características de torque e potência de uma TTHEH 

A partir do método BEMT implementado neste trabalho (ver capítulo 7) é possível calcular 

o torque e potência mecânica do rotor da turbina. Esses cálculos são funções da velocidade do 

fluido. A taxa de variação de velocidade rotacional do eixo do conjunto (turbina e gerador) 

depende dos torques mecânico e elétrico do conjunto, além da inércia do conjunto.  Essa taxa de 

variação de velocidade pode ser calculada por (9.18) [23], [24], [61] e [62]. 



 

 

135 

 

 

−
𝑑𝜔𝑚
𝑑𝑡

=
𝑇𝑚 − (𝑇𝑚𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠

+ 𝑇𝑒 + 𝑇𝑒𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠)

𝐽
 (9.18) 

Sendo 𝑇𝑚 o torque mecânico resultante da interação do fluido com as pás do rotor da 

turbina, 𝐽 a inércia do conjunto; 𝜔𝑚 a velocidade mecânica do eixo do gerador; os subscritos 

𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠 são as perdas por algum tipo de resistência. 

As curvas característica da TTHEH geralmente são obtidas por (9.18), considerando-se que 

não há carga elétrica na saída do gerador, ou seja, 𝑇𝑒 = 0. Nessa condição as Figura 9.2 e Figura 

9.3 mostram as curvas características genéricas de torque e potência de uma TTHEH com ângulo 

de pitch fixo para diferentes velocidades do fluido, destacando o ponto de máxima potência 

(Maximum Power Point, MPP). 

 

Figura 9.2 – Torque mecânico em função da velocidade do fluido, destacando o MPP. 
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Figura 9.3 – Potência mecânica em função da velocidade do fluido, destacando o MPP. 

 

 

O conhecimento do MPP é importante para a operação do conjunto turbina, gerador e 

conversor eletrônico de potência. A estratégia de controle implementada no controlador do 

conversor eletrônico de potência deve ser utilizada para configurar o conjunto com algumas das 

finalidades sendo rastrear e operar no MPP.  

9.2.5 Curvas característica de uma TTHEH com variação do ângulo de pitch 

Conforme discutido em (8.69), o ângulo de pitch é diretamente proporcional ao torque de 

partida da turbina. Logo, a partir de (8.69) e (8.71), conclui-se que o controle desse ângulo 

influencia diretamente no torque e tempo de partida da turbina.   

Na Figura 9.4 são mostradas ilustrativamente as curvas de potência mecânica de saída de 

uma turbina para cada valor do ângulo de pitch em uma condição de velocidade do fluido a 5 m/s.  

Utilizou-se uma turbina eólica de três pás, raio de 3 m e potência nominal de 10 kW a 12,50 m/s 

para essa ilustração, na qual não se considerou a informação da inércia da pá da turbina. De todo 

modo, essa informação pode ser obtida a partir de (8.70), conforme discutido no Capítulo 8. A 

influência da inércia resulta em um deslocamento no eixo horizontal das curvas, resultado em uma 

condição de partida mais lenta. A curva em cor preto representa a turbina em condição normal de 

pitch fixo, 𝜃𝑝. A curva em cor azul celeste representa a turbina em condição de pitch 𝜃𝑝 = 4. 

Observa-se que próximo à velocidade de cut-in (𝑈∞ = 5𝑚/𝑠) da turbina é possível aumentar a 

potência de saída e proporcionar um tempo de partida menor com o aumento do ângulo de pitch. 

Além de contribuir para reduzir a velocidade de cut-in da turbina e o tempo de partida da turbina, 

isso proporciona maior geração de energia. Essa melhor eficiência mecânica em função da 
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variação do ângulo de pitch pode ser observada na Figura 9.5 na condição 𝜆 > 10 (condição de 

partida da turbina), na qual as curvas com 𝜃𝑝 > 0 (curvas em cores azul celeste e rosa) apresentam 

maior coeficiente de potência. 

 

Figura 9.4 – Potência mecânica em função do tempo e variação do ângulo de pitch (𝑈∞ = 5𝑚/𝑠). 

 

 

Figura 9.5 – Coeficiente de potência mecânica em função do tempo e variação do ângulo de 

pitch (𝑈∞ = 5𝑚/𝑠). 

 

 

Na Figura 9.6 é apresentado um gráfico de três eixos para ilustrar e discutir de forma 

simplificada a interação entre as variáveis 𝐶𝑝, 𝛺 e 𝜃𝑝. No ponto A, destaca-se a condição de partida 

da turbina, em que a aceleração é maior devido ao aumento de 𝜃𝑝. É possível observar um valor 
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mínimo de 𝐶𝑝 para a menor velocidade do eixo da turbina mostrada no gráfico (há valores de 𝐶𝑃 >

0 para 𝛺~5). Nos pontos B e C, a aceleração da turbina na condição de partida é menor se 

comparada ao ponto A (há valores de 𝐶𝑃 > 0 para 𝛺~8). Isso se deve à diminuição de 𝜃𝑝. No 

ponto D, dentro do intervalo 0 < 𝜃𝑝 < 4, o controle do ângulo de pitch permite a turbina funcionar 

em uma maior faixa de operação próxima ao maior MPP da superfície do gráfico para essa 

condição de velocidade de fluido. Os símbolos * em vermelho representam os pontos máximos 

para cada curva com 𝜃𝑝 fixo. 

 

Figura 9.6 – Curvas de coeficiente de potência em função de 𝛺 e 𝜃𝑝 (𝑈∞ = 5𝑚/𝑠). 

 

 

Analisando nas Figura 9.7 e Figura 9.8 (nas quais não se considerou a informação da inércia 

da pá da turbina, mas pode ser obtida a partir de (8.70), conforme discutido no Capítulo 8) 

resultados de simulação da mesma turbina para uma condição de velocidade de fluido 𝑈∞ =

12 𝑚/𝑠, observa-se que o tempo de partida da turbina é menor do que no caso de 𝑈∞ = 5𝑚/𝑠, 

consequência de um maior torque mecânico resultante do fluxo de massa. Mesmo assim, é possível 

reduzir esse tempo de partida, conforme discutido nas Figura 9.4 a Figura 9.6. A curva em cor rosa 

representa a turbina em condição de pitch 𝜃𝑝 = 2. Observa-se que, próximo à velocidade nominal 

de fluido (𝑈∞ = 12,50 𝑚/𝑠) do projeto da turbina, é possível aumentar a potência de saída e 

proporcionar um tempo de partida menor com o aumento do ângulo de pitch quando comparado à 

curva em cor preta. 

Portanto, o controle do ângulo de pitch é importante nas estratégias de MPPT e, 
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consequentemente, melhora o desempenho do sistema de conversão de energia. 

 

Figura 9.7 – Potência mecânica em função do tempo e variação do ângulo de pitch (𝑈∞ =

12𝑚/𝑠). 

 

 

Figura 9.8 – Coeficiente de potência mecânica em função do tempo e variação do ângulo de 

pitch (𝑈∞ = 12𝑚/𝑠). 

 

 

9.3 Estratégias de MPPT 

A partir da Figura 9.3 é possível observar que a potência máxima existe para um único 

valor de velocidade rotacional, quando se considera uma velocidade constante do fluido. 

Consequentemente haverá apenas um valor para o coeficiente de potência e um para a taxa de 
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velocidade de ponta que pode ser reescrita como em (9.19). Portanto, a velocidade do eixo do 

gerador da turbina deve ser controlada em função da velocidade do fluido para que a turbina opera 

no MPP. 

𝜆𝑀𝑃𝑃 =
𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃

𝑅

𝑈
 (9.19) 

Logo a equação da potência mecânica (𝑃𝑚) no MPP (𝑃𝑚𝑀𝑃𝑃
) pode ser reescrita por (9.20). 

𝑃𝑚𝑀𝑃𝑃
=
1

2
𝜌𝜋𝑅2𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃𝑈

3 (9.20) 

Substituindo (9.19) em (9.20), obtém-se (9.22). 

𝑃𝑚𝑀𝑃𝑃
=
1

2
𝜌𝜋𝑅2𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 (

𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃
𝑅

𝜆𝑀𝑃𝑃
)
3

 (9.21) 

𝑃𝑚𝑀𝑃𝑃
=
1

2
𝜌𝜋𝑅5 (

𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃
𝜆𝑀𝑃𝑃
3 )𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃

3  (9.22) 

Com o conhecimento prévio das curvas caraterísticas da turbina, mostradas na Figura 9.3, 

é possível calcular 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 e 𝜆𝑀𝑃𝑃. Assim é possível se obter a relação em (9.23). 

1

2
𝜌𝜋𝑅5 (

𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃
𝜆𝑀𝑃𝑃
3 ) = 𝐾𝑀𝑃𝑃 (9.23) 

Sendo 𝐾𝑀𝑃𝑃 uma constante para cada valor de velocidade do fluido. 

Portanto, considerando (9.22) e (9.23), pode-se calcular a única velocidade rotacional que 

resultará na potência máxima. Essas duas variáveis podem ser utilizadas para a referência do 

controle com MPPT, o que dependerá do método utilizado. 

Como a potência pode ser calculada com o produto do torque pela velocidade de rotação, 

o torque no ponto de MPP pode ser calculado por (9.24). 

𝑇𝑚𝑀𝑃𝑃
=
1

2
𝜌𝜋𝑅5 (

𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃
𝜆𝑀𝑃𝑃
3 )𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃

2  (9.24) 

9.3.1 Rastreamento do MPP sob uma abordagem mecânica 

Conforme discutido na seção 9.2.5, o controle do ângulo de pitch é interessante para a 

maximização da extração de potência. O diagrama de blocos ilustrado na Figura 9.9 apresenta a 

metodologia para a estratégia de MPPT no que se refere ao controle do ângulo de pitch para uma 

maior eficiência aerodinâmica. Nas seções a seguir serão mostradas as estratégias de MPPT no 

que se refere às estratégias implementadas nos controladores do conversor eletrônico de potência, 

o qual será discutido na seção 9.4. 
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Figura 9.9 – Diagrama de blocos simplificado para ilustrar a estratégia de MPPT para uma 

abordagem fluidodinâmica-mecânica. 

 

 

A partir da Figura 3.3 e das equações (3.8) e (3.9), tem-se que 𝜃𝑝 pode ser calculado por 

(9.25). 

𝜃𝑝 = 𝑎𝑡𝑎𝑛 (
𝑈∞(1 − 𝑎)

𝛺𝑟(1 + 𝑎′)
) − 𝛼𝑜𝑝𝑡 (9.25) 

O ângulo 𝛼, sob o qual as pás da turbina estão submetidas, varia de acordo com o ponto de 

operação da turbina e é função das variáveis 𝛺, 𝑎 e 𝑎′, considerando que a velocidade 𝑈∞ e o 

ângulo 𝜃𝑝 são fixos. Assumindo que os valores dos fatores de indução são aqueles ótimos, 𝑎 =

1/3 e 𝑎′ = 0, 𝛼 pode ser calculado (9.26). 

𝛼 = 𝑎𝑡𝑎𝑛 (
2

3

𝑈∞
𝛺𝑟
) − 𝜃𝑝 (9.26) 

Portanto, o MPP pode ser obtido em função do controle 𝛺 para várias velocidades de fluido, 

de modo que a relação 𝑈∞/𝛺𝑟 seja a mais próxima possível daquela do projeto otimizado da pá, 

𝑈∞/𝛺𝑟 ~1/𝜆𝑜𝑝𝑡. Onde 𝜆𝑜𝑝𝑡 é a razão da velocidade de ponta para o ponto ótimo de operação da 

turbina.  

O controle de 𝜃𝑝 foi implementado de modo que o limite tenha como consequência o 

ângulo de ataque ótimo (𝛼𝑜𝑝𝑡). Assim, o valor de 𝜃𝑝 deve ser aquele que satisfaça a condição de 

que 𝛼 sejam o mais próximo de 𝛼𝑜𝑝𝑡, resultando em uma operação com melhor eficiência 

aerodinâmica para uma faixa maior de 𝛺. 

Como 𝜃𝑝 é um valor fixo devido à geometria resultante do projeto otimizado da pá, foi 

introduzida uma variável auxiliar para o controle do pitch (𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥). Portanto, para a turbina operar 
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em um ponto de maior eficiência aerodinâmica em uma dada condição de 𝑈∞ e 𝛺, 𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥 deve ser 

um valor para atender a condição em que 𝛼~𝛼𝑜𝑝𝑡. Da equação (9.26) derivou-se a equação (9.29), 

a qual foi implementada por meio do diagrama de blocos ilustrado na Figura 9.10. 

𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥 = 𝑎𝑡𝑎𝑛 (
2

3

𝑈∞
𝛺𝑟
 ) − (𝜃𝑝 + 𝛼) (9.27) 

 

Figura 9.10 – Diagrama de blocos da estratégia de MPPT mecânico. 

 

 

9.3.2 Rastreamento do MPP sob uma abordagem elétrica 

As estratégias de MPPT implementadas nos controladores de potência podem ser divididas 

em dois tipos básicos, um que requer previamente características específicas do sistema de 

conversão de energia (turbina, gerador e conversor eletrônico de potência) e um que se baseia em 

métodos de busca. 

 Controle Ótimo de Potência – COP 

Para a implementação desse método é requerido, [64]: 

• Parâmetros da turbina: resistência do trem de potência, constante 𝐾𝑀𝑃𝑃; 

• Parâmetros do gerador: resistência do estator (𝑟𝑠); 

• Velocidade de rotação do rotor (pode ser medida ou estimada); 

• Sensores de corrente e tensão. 

As perdas mecânicas e elétrica são calculadas a partir dos parâmetros da turbina e do 

gerador, respectivamente. A potência mecânica máxima é calculada por (9.22) e (9.23), a partir da 

velocidade de rotação da turbina. Existem perdas magnéticas no núcleo do GSIP, porém não são 

calculas devido à complexidade dos cálculos e ao fato do erro, causado por essa omissão, ser 

pequeno. Logo a potência de referência para o conversor pode ser calculada por (9.28). 
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𝑃𝑒
∗ = 𝑃𝑚𝑀𝑃𝑃

− 𝑃𝑚𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠 − 𝑃𝑒𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠 (9.28) 

Essa potência elétrica de referência é aplicada em função da tensão e corrente na entrada 

do conversor. Na Figura 9.11 é ilustrado o diagrama de blocos para o cálculo da potência de 

referência. Sendo 𝐼𝑎𝑠 a corrente RMS de fase do GSIP e 𝐵 a resistência mecânica do trem de 

potência. 

 

Figura 9.11 – Diagrama simplificado para ilustrar o sistema com controle ótimo de potência. 

 

 

 Controle Ótimo de Torque – COT 

Para a implementação desse método é requerido, [64]: 

• Parâmetros da turbina: resistência do trem de potência, constante 𝐾𝑀𝑃𝑃; 

• Velocidade de rotação do rotor (pode ser medida ou estimada); 

• Sensores de corrente e tensão. 

O torque proveniente da resistência mecânica é calculado a partir da resistência do trem de 

potência. O torque mecânico para o MPP é calculado por (9.24), a partir da velocidade de rotação 

da turbina. Logo o torque de referência para o conversor pode ser calculado por (9.29). 

𝑇𝑒
∗ = 𝑇𝑚𝑀𝑃𝑃

− 𝑇𝑚𝑝𝑒𝑟𝑑𝑎𝑠 (9.29) 

A literatura indica que esse método reduz perdas elétricas no gerador [65]. Porém é 

necessário fazer o controle das três tensões do gerador, o que implica na utilização de conversores 

eletrônicos de potência do tipo retificador controlado por PWM [24]. 

Na Figura 9.12 é ilustrado o diagrama de blocos para o cálculo do torque de referência. 
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Figura 9.12 – Diagrama simplificado para ilustrar o sistema com controle ótimo de torque. 

 

 

 Controle Ótimo de TSR – COTSR 

TSR, do inglês Tip Speed Ratio, é o mesmo 𝜆 conhecido. Para a implementação desse 

método é requerido, [66]: 

• Parâmetros da turbina: resistência do trem de potência, raio e 𝜆𝑀𝑃𝑃; 

• Velocidade de rotação do rotor (pode ser medida ou estimada); 

• Sensores de corrente e tensão; 

• Sensor de velocidade do fluido. 

Diferentemente dos demais métodos, este possui um controle da malha de velocidade além 

do de corrente. A velocidade rotacional de referência é calculada a partir da informação do valor 

de velocidade do fluido e de 𝜆𝑀𝑃𝑃, e é dada por (9.30).  

𝜔𝑚
∗ =

𝜆𝑀𝑃𝑃𝑈

𝑅
 (9.30) 

A velocidade rotacional de referência calculada em (9.30) é utilizada na malha de torque 

com controle da velocidade rotacional para gerar uma referência de torque que será utilizada na 

malha de potência com controlador de corrente. Nesse método não há a necessidade de calcular as 

perdas mecânicas e elétricas pois, uma vez que 𝜔𝑚 e 𝜆 são controlados no MPP, é garantido que 

a turbina opera no MPP. Na Figura 9.13 é ilustrado o diagrama de blocos para o cálculo do torque 

de referência. Como a malha de controle é a de velocidade, o tempo para se alcançar o regime 

permanente é maior do que nos métodos COP e CPT, pois o controle só atua quando a velocidade 

rotacional de referência é maior do que a de MPP e a dinâmica dessa malha de controle é mais 

lenta. 
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Figura 9.13 – Diagrama simplificado para ilustrar o sistema com controle ótimo de TSR. 

 

 

 Controle Perturbe e Observe – CPO 

Para a implementação desse método são requeridos sensores de corrente e tensão. A 

principal vantagem destes métodos é que não são necessários os sensores de velocidades do rotor 

e do fluido. De modo geral esses tipos de sensores aumentam os custos desses sistemas. Devido a 

essa vantagem o método sempre alcançará o MPP, ou se aproximará dele, sem depender dos 

parâmetros da turbina, assumindo que o algoritmo de busca é implementado corretamente [67]. 

Esse método é não linear e implementado utilizando algoritmos de decisão. Em 

determinado tempo inicial as variáveis de interesse, no caso tensão e corrente, são medidas e a 

potência é calculada. Após esse cálculo de potência o ponto de operação é alterado, geralmente a 

referência de corrente é gerenciada. Depois de determinado tempo, função do período de 

amostragem, as variáveis de interesse são medidas novamente e um novo valor de potência é 

calculado. A partir da comparação entre os valores de potência anterior e posterior é observado se 

a potência gerada aumentou ou diminuiu. Analisando essas informações é tomado uma decisão, 

aumentando ou diminuindo a variável de referência gerenciada, para que o sistema siga para o 

MPP [67]. De forma sucinta, o método lê e observa as variáveis para poder tomar uma decisão a 

partir de um estado de tempo anterior e atual. 

Observando as curvas de potência da Figura 9.14, percebe-se que todas apresentam o 

formato de uma montanha, característica pela qual esse método também é chamado Subida da 

Montanha, original no inglês Hill-Climbing. Ainda sobre a mesma figura é possível entender que 

a partir do semipleno esquerdo até o MPP a potência aumenta com o aumento da velocidade 

rotacional e, no sentido inverso, a partir do MPP, a potência diminui com a redução da velocidade 

rotacional. Similarmente a partir do semiplano direito até o MPP a potência aumenta com a 

redução da velocidade rotacional e, no sentido inverso, a partir do MPP, a potência diminui com o 

aumento da velocidade rotacional. Essas relações são simplificadas em termos matemáticos em 
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(9.31) a (9.34) e ilustradas na Figura 9.14. 

a) Semiplano esquerdo da Figura 9.3 até o MPP 

Δ𝜔𝑚 > 0 → Δ𝑃𝑚 > 0 (9.31) 

Δ𝜔𝑚 < 0 → Δ𝑃𝑚 < 0 (9.32) 

b) Semiplano direito da Figura 9.3 a partir do MPP 

Δ𝜔𝑚 > 0 → Δ𝑃𝑚 < 0 (9.33) 

Δ𝜔𝑚 < 0 → Δ𝑃𝑚 > 0 (9.34) 

Na Figura 9.15 é ilustrado o diagrama de blocos para o cálculo da potência de referência 

utilizando o método perturbe e observe. 

 

Figura 9.14 – Curva de potência para tomada de decisão do método CPO. 

 

 

Figura 9.15 – Diagrama simplificado para ilustrar o sistema com controle perturbe e observe. 
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 Comparação das estratégias de MPPT 

Em termos gerais, a estratégia de MPPT dependerá dos custos que se pretende investir no 

projeto, pois o melhor método em termos de rastreamento é aquele que exige o maior número de 

sensores e conhecimento das variáveis do sistema, conforme é mostrado na Tabela 9.1.  

 

Tabela 9.1 – Comparação das informações necessárias para as estratégias de MPPT. 

Método 
Sensores de 

corrente e tensão 

Sensor de 

velocidade do rotor 

Parâmetros da 

turbina e do gerador 

Sensor de 

velocidade do 
fluido 

Alcança 

𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 
Alcança 

𝜆𝑀𝑃𝑃 
Erro de 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 

COTSR O O O O O O Nulo 

COP O O O X X X Baixo 

COT O O O X X X Baixo 

CPO O X X X X X 
Depende da 

convergência do método 

 

A melhor estratégia para o rastreamento do MPP é a do método com COTSR, pois o erro 

é nulo, mas é aquela que usa a maior quantidade de sensores e informações. Devido a isso o 

investimento deste método é maior em relação aos demais. 

Os métodos de COP e de COT usam a mesma quantidade de sensores e apresentam erros 

baixo, segundo [68] e conforme apresentado no Exame de Qualificação desta Tese de Doutorado 

[69]. Neste trabalho, optou-se por utilizar o método de COP. 

9.4 Conversor eletrônico de potência 

A implementação das estratégias de controle para maximização da produção energética da 

turbina requer um conversor eletrônico de potência como interface entre a turbina e a carga, que 

geralmente é um link CC ou um banco de baterias. Esse link CC pode alimentar cargas CC ou 

pode se conectar com um conversor CC-CA para suprir cargas CA ou se interligar com uma rede 

CA existente.  

O conversor do lado turbina, portanto, é do tipo CA-CC. De modo que, dependendo do tipo 

de aplicação, podem ser utilizados retificadores de seis pulsos com tiristores [70], com filtros 

ressonantes e demais melhoramentos como os propostos em [71]. Essa topologia pode ser 

vantajosa do ponto de vista econômico, quando comparada com outras soluções, especialmente 

em aplicações onde o link CC é um banco de baterias. No entanto, para aplicações para conexão 

de turbinas com a rede, a topologia do conversor back-to-back como aquela mostrada na Figura 

9.16 tem sido a mais encontrada na literatura. Esse conversor é constituído por dois conversores 

PWM, sendo um do lado do gerador da turbina e um do lado da rede principal [72]. O link CC é 
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utilizado para desacoplar os controladores dos conversores do lado do gerador e da rede, tornando, 

assim, os controles independentes [73]. Como um dos objetivos deste trabalho é a máxima 

conversão de energia, optou-se por detalhar apenas o conversor do lado do gerador, visto que o 

conversor do lado da rede tem como principal função regular a tensão do link CC e a injeção de 

corrente na rede [74]. 

 

Figura 9.16 – Topologia de conversor back-to-back. 

 

 

O retificado ativo trifásico foi projetado para trabalhar com a estratégia de MPPT definida 

neste trabalho, realimentação de potência, tendo como premissa a máxima conversão de energia 

de todo o sistema, conforme ilustrado na Figura 9.17. Portanto, a estratégia utilizada no controlador 

das malhas de corrente foi a de zerar a corrente de eixo-d 𝑖𝑑𝑠 = 0 (Zero d-axis Current, ZDC). 

Essa estratégia é de fácil implementação e as perdas no cobre são calculadas por (9.35), no estator 

do gerador. Definindo 𝑖𝑑𝑠 = 0, as perdas no cobre resultam em (9.36) 

𝑃𝑒𝑐𝑜𝑏𝑟𝑒 =
3

2
𝑟𝑠(𝑖𝑑𝑠

2 + 𝑖𝑞𝑠
2 ) (9.35) 

𝑃𝑒𝑐𝑜𝑏𝑟𝑒 =
3

2
𝑟𝑠𝑖𝑞𝑠

2  (9.36) 

Como consequência dessa estratégia, há uma redução no fator de potência. A potência 

reativa, calculada por (9.37), resulta em (9.38). Logo, quanto maior for o valor de 𝑖𝑞𝑠, maior será 

a potência reativa e menor o fator de potência. 
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𝑃𝑒𝑟𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎 =
3

2
(𝑣𝑞𝑠𝑖𝑑𝑠 − 𝑣𝑑𝑠𝑖𝑞𝑠)    (9.37) 

𝑃𝑒𝑟𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎 = −
3

2
𝑣𝑑𝑠𝑖𝑞𝑠 (9.38) 

A potência de referência (𝑃𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎
∗ ) da estratégia de MPPT é calculada em função do 𝐾𝑀𝑃𝑃 

para cada valor de velocidade do fluido, ver seção 9.3, e é utilizada para o cálculo da referência de 

corrente de eixo-q, a qual pode ser calculada isolando-se 𝑖𝑞𝑠 a partir de (9.39), resultando em 

(9.41). 

𝑃𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎 =
3

2
(𝑣𝑑𝑠𝑖𝑑𝑠 + 𝑣𝑞𝑠𝑖𝑞𝑠)    (9.39) 

𝑃𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎
∗ =

3

2
𝑣𝑞𝑠𝑖𝑞𝑠    (9.40) 

𝑖𝑞𝑠 =
2

3

𝑃𝑒𝑎𝑡𝑖𝑣𝑎
∗

𝑣𝑞𝑠
    (9.41) 

 

Figura 9.17 – Diagrama de blocos da estratégia de MPPT elétrico e das malhas dos controladores 

de correntes do GSIP. 

 

 

As malhas dos controladores de correntes foram projetadas para controlar as correntes do 

estator do gerador nos eixos direto e de quadratura no referencial síncrono com desacoplamento 

entre os eixos. Para isso, implementa-se duas realimentações, uma de 𝜔𝑒𝐿̂𝑑𝑠𝑖𝑑𝑠 na malha de 

controle da corrente 𝐼𝑞𝑠 e uma de 𝜔𝑒𝐿̂𝑞𝑠𝑖𝑞𝑠 na malha de corrente de 𝐼𝑑𝑠. A influência da tensão 

resultante do fluxo magnético produzido pelo ímã na corrente de eixo q, 𝐼𝑞𝑠, é desacoplada com a 

realimentação de 𝜔𝑒𝛬𝐺𝑆𝐼𝑃. Esses desacoplamentos são mostrados na delimitação do plano de 

fundo em cor azul na Figura 9.18. Os saturadores das correntes são utilizados para não permitir 
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que o limite de corrente da máquina seja excedido. Os saturadores das tensões são utilizados para 

não permitir que a turbina seja motorizada segundo os quadrantes de operação da máquina. 

 

Figura 9.18 – Diagrama de blocos das malhas dos controladores de correntes do GSIP. 

 

 

Nessas condições, considerando os desacoplamentos como ideais, as funções de 

transferências que relacionam as correntes e as tensões de eixos-dq podem ser calculadas por (9.42) 

e (9.43). Portanto, o diagrama de blocos ilustrado na Figura 9.19 foi utilizado para a sintonia dos 

controladores PI de correntes, porém, esta foi realizada no domínio do tempo discreto, 

considerando a influência da interface latch e o atraso computacional [75]. Na Tabela 9.2 são 

mostrados os parâmetros da planta e do controlador.  
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=

1
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 (9.42) 

𝐼𝑑𝑠(𝑠)

𝑉𝑑𝑠(𝑠)
=

1

𝐿𝑑𝑠𝑠 + 𝑟𝑠
 (9.43) 
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Figura 9.19 – Diagrama de bloco com controlador PI e sistema equivalente. 

 

 

Tabela 9.2 – Parâmetros da planta e do controlador. 

Parâmetros da planta 

𝐿𝑑𝑠 4,48 𝑚𝐻 

𝐿𝑞𝑠 4,48 𝑚𝐻 

𝑟𝑠 0,5 Ω 

Parâmetros do controlador PI 

Largura de faixa 700 𝐻𝑧 

Tempo de amostragem 100 𝜇𝑠 

Zero do controlador (𝛿𝑐) 0,98 

Ganho 𝑘𝑝 10,7317 

Ganho 𝑘𝑖 2,1901.103 

 

9.5 Considerações 

Neste capítulo foram apresentadas as modelagens do gerador elétrico, do conversor 

eletrônico de potência e das estratégias de MPPT, sob uma ótica mecânica e uma elétrica.  

No que se refere ao GSIP, foram apresentadas as vantagens da utilização em aplicações de 

turbinas para geração de energia, a modelagem no referencial síncrono e a modulação PWM 

utilizando Vetor Complexo Variável. Com base nessas modelagens e nas caracterizas de uma 

turbina, foram discutidas as curvas características de torque e potência do conjunto turbina-

gerador, analisando o efeito do controle do ângulo de pitch no tempo de partida da turbina e na 

eficiência do sistema. 

No que se refere às estratégias de MPPT, a abordagem mecânica se baseou no controle do 

ângulo de pitch e a abordagem elétrica se baseou em uma comparação das estratégias encontradas 

na literatura (COP, COT, COTSR e CPO), dentre as quais se optou por trabalhar com a de COP. 

No que se refere ao conversor eletrônico de potência, foi apresentada uma topologia back-

to-back, constituído com dois conversores com modulação PWM utilizando Vetor Complexo 
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Variável, sendo um do lado do gerador da turbina e um do lado da rede principal. O conversor do 

lado do gerador foi apresentado em detalhes, discutindo as malhas dos controladores de corrente 

de eixos-dq e os diagramas de blocos para a implementação dos MPPTs. A estratégia de controle 

das malhas de corrente (no caso, estratégia ZDC) foi implementada com 𝑖𝑑𝑠 = 0 para reduzir as 

perdas no estator da máquina e valorizar a extração da máxima potência. Por fim, os parâmetros 

da planto do sistema e do controlador foram apresentados. 
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10 Análise de resultados  

10.1 Contextualização 

A pesquisa realizada neste trabalho abordou o estudo de um projeto de turbina utilizando 

toda a modelagem matemática a partir do fluxo de massa até a injeção de potência em um sistema 

elétrico. Essa modelagem foi feita de forma genérica no sentido de que pudesse ser utilizada tanto 

para o fluido sendo o ar como a água. Logo, é necessário atenção aos dados específicos do fluido 

para os estudos, por exemplo, a massa específica e o perfil de velocidade em função do tempo.  

Nesta análise de resultados é considerado uma modelagem integrada (fluidodinâmica – 

mecânica – elétrica) para as simulações realizadas. As pás do rotor da turbina foram especificadas 

segundo o projeto de otimização apresentado neste trabalho. O gerador escolhido foi do tipo GSIP. 

A topologia adotada para o conversor eletrônico de potência foi a back-to-back, da qual foi 

apresentado e discutido apenas sobre o conversor do lado do gerador, uma vez que o foco desta 

pesquisa se baseia na maximização da extração de potência do sistema. As características 

individuais desses componentes do sistema de geração e conversão de energia serão mostradas nas 

próximas seções. 

10.2 Descrição do sistema 

Para que fosse possível fazer a simulação do conjunto (turbina, gerador elétrico e conversor 

eletrônico de potência) foi escolhido um gerador cujos dados são conhecidos [76], conforme 

mostrado na Tabela 10.1.   

 

Tabela 10.1 – Especificação do gerador elétrico. 

Parâmetros do gerador elétrico 

Potência nominal 10 𝑘𝑊 

Número de pares de polos 19 

Constante do ímã 0,3652 𝑉. 𝑠/𝑟𝑎𝑑 

Indutância do estator 4,48 𝑚𝐻 (𝐿𝑑𝑠 =  𝐿𝑞𝑠) 

Resistência do estator 0,50 𝑜ℎ𝑚𝑠 

Inércia  25 𝑘𝑔.𝑚2 

Resistência do trem de potência 0,35 𝑁𝑚/(𝑟𝑎𝑑/𝑠) 

𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃  0.5175 

𝜆𝑀𝑃𝑃  6.0310 

𝐼𝑎𝑠_𝑚𝑎𝑥   50 𝐴 
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A geometria da pá da turbina foi gerada utilizando o perfil aerodinâmico NACA 4412. O 

comprimento e quantidade de pás foram ajustadas para se adequar ao limite de potência do GSIP 

[76]. Na Tabela 10.2 são mostrados os valores da corda e ângulo de torção em função do raio da 

pá da turbina. 

 

Tabela 10.2 – Geometria da pá da turbina. 

Raio (metros) Corda (metros) Ângulo de torção (graus) 

0,3500 0,1318 42,13291 

0,5750 0,7066 28,11458 

0,8000 0,6248 19,77727 

1,0250 0,5137 14,45952 

1,2500 0,4314 10,83089 

1,4750 0,3708 8,215269 

1,7000 0,3246 6,24883 

1,9250 0,2882 4,719569 

2,1500 0,2587 3,49742 

2,3750 0,2338 2,499876 

2,6000 0,2116 1,670213 

2,8250 0,1899 0,970041 

3,0500 0,1649 0,370713 

3,2750 0,1290 -0,14725 

3,5000 0,0512 -0,59933 

 

O conversor eletrônico de potência foi projetado seguindo os procedimentos discutidos no 

capítulo 9 (ver subseção 9.4). Os parâmetros do conversor eletrônico de potência foram mostrados 

na Tabela 9.2 da seção 9.4. 

10.3 Descrição da simulação 

O diagrama de blocos simplificado apresentado na Figura 10.1 mostra resumidamente a 

integração dos sistemas individualmente estudados neste trabalho. As simulações desse sistema 

foram desenvolvidas no programa Matlab e Simulink. 
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Figura 10.1 – Diagrama de blocos simplificado do sistema de conversão de energia. 

 

 

No bloco que representa o rotor da turbina (nacele e pás), a variável de entrada é a 

velocidade do fluido e os parâmetros do rotor da turbina são previamente definidos. O método 

BEMT proposto neste trabalho (ver capítulo 7) foi utilizado para calcular o desempenho do rotor 

da turbina. A velocidade do fluido é a variável de entrada dependente da condição ambiente 

definida. A velocidade de rotação do eixo do rotor da turbina é uma variável de entrada por 

realimentação proveniente da equação dinâmica do trem de potência (rotor da turbina, gerador e 

conversor eletrônico de potência). O valor do ângulo 𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥 é uma variável de entrada por 

realimentação proveniente da estratégia de MPPT para maximizar a eficiência aerodinâmica do 

rotor da turbina (ver seção 9.3.1 deste capítulo). A saída desse bloco é o conjugado mecânico no 

eixo do rotor da turbina, o qual é acoplado no GSIP e o faz girar. 

No bloco que representa o GSIP, a variável de entrada é o conjugado mecânico no eixo do 

rotor da turbina. Como o modelo desse gerador é consolidado, optou-se por utilizado o modelo 

disponível no Simulink. As saídas desse bloco são as correntes das três fases do GSIP. 

No bloco do conversor eletrônico de potência, as variáveis de entradas são as correntes das 

três fases do GSIP. Além dessas, são necessárias para o controle das malhas de corrente e 

implementação do MPPT as variáveis 𝜔𝑚, 𝜔𝑒, 𝑖𝑑𝑠, 𝑖𝑞𝑠, ângulo de 𝜔𝑒 e tensão do link CC (ver 

seção 9.3.2 deste capítulo). As estratégias de MPPT implementadas no conversor eletrônico de 

potência foram as do controle do ângulo 𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥  e a OPC, conforme discutidas nas seções 9.3.1, 

9.3.2.1 e 9.3.2.5. 

Os setpoints utilizados na implementação do algoritmo de MPPT foram obtidos a partir da 

curva de 𝐶𝑝 𝑥 𝜆 apresentada na Figura 10.2, condição na qual o sistema (rotor da turbina, gerador 

e conversor eletrônico de potência) operava em vazio para a velocidade de fluido no ponto de 

operação nominal. Portanto, levou-se em consideração as perdas mecânicas e elétricas na partida 

e aceleração da turbina. Essa metodologia torna as simulações mais realistas, uma vez que o projeto 

preliminar da geometria da pá e a análise de desempenho somente pelo método BEMT não incluem 
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a dinâmica de todo o sistema de geração e conversão de energia.  

 

Figura 10.2 – Curva 𝐶𝑝 𝑥 𝜆 para 𝑈∞ = 12,50 𝑚/𝑠 (ponto de operação nominal). 

 

 

O valor de 𝐾𝑀𝑃𝑃 é calculado a partir da equação (9.23) para 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 = 0,5175 e 𝜆𝑀𝑃𝑃 =

6,2540. Logo, 𝐾𝑀𝑃𝑃 = 2,1381. 

10.4 Descrição de resultados 

Nas discussões apresentadas desta seção, as curvas em cor azul representam os resultados 

para aquelas simulações em que se utilizou tanto o controle de 𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥  como a estratégia de MPPT. 

As curvas em cor vermelha representam os resultados para aquelas simulações em que se utilizou 

apenas a estratégia de MPPT. As simulações foram separadas em seções para diferentes 

velocidades de vento. 

10.4.1 Velocidade de vento 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠 para 𝐾𝑀𝑃𝑃 do ponto de operação nominal 

Na Figura 10.3 são apresentadas as curvas das velocidades de rotação do eixo da turbina. 

A curva em cor azul atinge um valor de 𝜔𝑚 = 88,1207 RPM em regime permanente, 

apresentando um erro de 3,29 % em relação ao 𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃
. Também é possível observar que a curva 

em cor azul é mais inclinada que a em cor vermelha, representando uma maior taxa de variação de 

velocidade, em que essa maior aceleração permite atingir o regime permanente primeiro se 

comparada com a curva em cor vermelha. A curva em cor vermelha atinge um valor de 𝜔𝑚 =

87,3925 em regime permanente, apresentando um erro de 2,43 % em relação ao 𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃
. Esses 

erros influenciam diretamente o ponto ótimo de operação da turbina, visto que o MPP é calculado 
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em função de 𝜔𝑚 por meio da equação (9.23), conforme discutido no capítulo 9 e seção 9.3.  

Na Figura 10.4 são apresentadas as curvas das taxas de velocidade de ponta. A curva em 

cor azul atinge um valor de 𝜆 = 6,4596 em regime permanente, apresentando um erro de 3,29 % 

em relação ao 𝜆𝑀𝑃𝑃. A curva em cor vermelha atinge um valor de 𝜆 = 6,4062 em regime 

permanente, apresentando um erro de 2,43 % em relação ao 𝜆𝑀𝑃𝑃. Esses resultados são coerentes 

com aqueles apresentados sobre a Figura 10.3, visto que 𝜆 e 𝜔𝑚 apresentam uma relação direta, 

conforme discutido no capítulo 9 e seção 9.3. 

 

Figura 10.3 – Velocidade de rotação do eixo da turbina em função do tempo para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. 

  

 

Figura 10.4 – Taxa de velocidade de ponta em função do tempo para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. 
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É mostrado na Figura 10.5 que a curva em cor azul atinge um valor de 𝐶𝑝 = 0,5086 em 

regime permanente, representando um erro de 1,71 % em relação ao 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃. A curva em cor 

vermelha atinge um valor de 𝐶𝑝 = 0,4965 em regime permanente, representando um erro de 

4,05 % em relação ao 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃. Portanto, a curva em cor azul apresenta uma condição de maior 

eficiência na conversão de energia. Conforme mostrado na Figura 10.2, o 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 ocorre para um 

valor de 𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃
 e não apresenta uma relação diretamente proporcional. 

 

Figura 10.5 – Coeficiente de potência em função do tempo para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. 

  

 

Na Figura 10.6 são mostradas as curvas de potência ativa de saída. A curva em cor azul 

atinge um valor de 𝑃𝑒 = 1317,03 W em regime permanente, apresentando uma potência 

aproximadamente 2,87 % maior em relação à curva em cor vermelha, a qual atinge um valor de 

𝑃𝑒 = 1280,25 W em regime permanente. Devido ao fato da curva em cor azul ser maior que a 

curva em cor vermelha em toda a faixa de tempo, tem-se uma maior produção de energia. 
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Figura 10.6 – Potência ativa de saída em função do tempo para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. 

  

 

No que se refere à estratégia de MPTT implementada, realimentação de potência e 

estratégia ZDC, as Figura 10.7 e Figura 10.8 apresentam corretamente o comportamento esperado: 

i) a corrente de eixo-d no referencial estacionário é controlada para ser zero e ii) a corrente de eixo-

q no referencial estacionário é controlada de tal modo para se conseguir a potência ativa de 

referência desejada.  

 

Figura 10.7 – Corrente de eixo-d no referencial estacionário para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. 
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Figura 10.8 – Corrente de eixo-q no referencial estacionário para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. 

  

 

A partir das Figura 10.3 a Figura 10.8, é possível observar que com o controle de 𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥  e 

com a estratégia de MPPT em comparação a utilizar somente a estratégia de MPPT: 

i. A turbina apresenta maior aceleração na partida, logo a resposta dinâmica para se 

alcançar o regime permanente é mais rápida; 

ii. O tempo de partida da turbina é reduzido; 

iii. Alcança-se um maior valor de 𝐶𝑝, consequentemente, obtém-se uma melhor 

eficiência na conversão de energia; 

iv. Alcança-se uma maior potência ativa de saída, tanto no transitório como no regime 

permanente. 

 

10.4.2 Velocidade de vento 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠 para 𝐾𝑀𝑃𝑃 do ponto de operação nominal 

Na Figura 10.9 são apresentadas as curvas das velocidades de rotação do eixo da turbina. 

Tanto a curva em cor azul como a em cor vermelha atingem um valor de 𝜔𝑚 = 144,1180 RPM 

em regime permanente, apresentando um erro de aproximadamente 5,58 % em relação ao 𝜔𝑚𝑀𝑃𝑃
. 

Também é possível observar que a curva em cor azul é mais inclinada que a em cor vermelha, 

representando uma maior taxa de variação de velocidade, em que essa maior aceleração permite 

atingir o regime permanente primeiro se comparada com a curva em cor vermelha. Conforme 

discutido na seção 10.4.1 deste capítulo, esses erros influenciam diretamente o ponto ótimo de 

operação da turbina.  
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Figura 10.9  – Velocidade de rotação do eixo da turbina em função do tempo para 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠. 

 

 

Na Figura 10.10 são apresentadas as curvas das taxas de velocidade de ponta. Tanto a curva 

em cor azul como a em cor vermelha atingem um valor de 𝜆 = 6.6027 em regime permanente, 

apresentando um erro de aproximadamente 5,58 % em relação ao 𝜆𝑀𝑃𝑃. Esses resultados são 

coerentes com aqueles apresentados sobre a Figura 10.9, visto que 𝜆 e 𝜔𝑚 apresentam uma relação 

direta, conforme discutido na seção 10.4.1 deste capítulo. 

 

Figura 10.10 – Taxa de velocidade de ponta em função do tempo para 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠. 

 

 

É mostrado na Figura 10.11 que tanto a curva em cor azul como a em cor vermelha atingem 

um valor de 𝐶𝑝 = 0.5129 em regime permanente, apresentando um erro de aproximadamente 
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0,9 % em relação ao 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃. A curva em cor azul apresenta uma condição de maior eficiência na 

conversão de energia, visto que é maior no intervalo de 0 a aproximadamente 3,5 s. 

 

Figura 10.11 – Coeficiente de potência em função do tempo para 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠. 

 

 

Na Figura 10.12 são mostradas as curvas de potência ativa de saída. Tanto a curva em cor 

azul como a em cor vermelha atingem um valor de aproximadamente 𝑃𝑒 = 5039,20 W em regime 

permanente. Devido ao fato da curva em cor azul atingir o regime permanente primeiro que a curva 

em cor vermelha em toda a faixa de tempo, tem-se uma maior produção de energia. 

 

Figura 10.12 – Potência ativa de saída em função do tempo para 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠. 
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No que se refere à estratégia de MPTT implementada, realimentação de potência e 

estratégia ZDC, as Figura 10.13 e Figura 10.14 apresentam corretamente o comportamento 

esperado: i) a corrente de eixo-d no referencial estacionário é controlada para ser zero e ii) a 

corrente de eixo-q no referencial estacionário é controlada de tal modo para se conseguir a potência 

ativa de referência desejada.  

 

Figura 10.13 – Corrente de eixo-d no referencial estacionário para 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠. 

 

 

Figura 10.14 – Corrente de eixo-q no referencial estacionário para 𝑈∞ = 8 𝑚/𝑠. 

 

 

A partir das Figura 10.9 a Figura 10.14, foi possível obter as mesmas conclusões daquelas 

para a condição de 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠. Complementarmente, foi possível observar que quanto mais 
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próximo da velocidade nominal do projeto, menor o erro em relação ao ponto de MPP. Esse erro 

pode ser minimizado com um ajuste variável de 𝐾𝑀𝑃𝑃 para cada velocidade do fluido, conforme 

mostrado na seção a seguir. 

10.4.3 Velocidade de vento 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠 para 𝐾𝑀𝑃𝑃 específico 

Nas duas condições de simulações anteriores, os setpoints utilizados na implementação do 

algoritmo de MPPT foram obtidos a partir da condição na qual o sistema operava em vazio para a 

velocidade de fluido no ponto de operação nominal. Sendo 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 = 0,5175, 𝜆𝑀𝑃𝑃 = 6,2540 e 

𝐾𝑀𝑃𝑃 = 2,1381.  

A próxima condição de simulação, entretanto, foi ajustada para que os setpoints utilizados 

na implementação do algoritmo de MPPT fossem aqueles obtidos a partir da condição na qual o 

sistema operava em vazio para a velocidade de fluido da simulação, conforme mostrado na Figura 

10.15.  

 

Figura 10.15 – Curva 𝐶𝑝 𝑥 𝜆 para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠 com 𝐾𝑀𝑃𝑃 específico. 

 

 

O valor de 𝐾𝑀𝑃𝑃 é calculado a partir da equação (9.23) para 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 = 0,5092 e 𝜆𝑀𝑃𝑃 =

6,031. Logo, 𝐾𝑀𝑃𝑃 = 2,3459. 

Na Figura 10.16 que a curva em cor azul atinge um valor de 𝐶𝑝 = 0,5077 em regime 

permanente, representando um erro de 0,3 % em relação ao 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃. Portanto, quando os valores de 

𝐾𝑀𝑃𝑃 são ajustados em função de cada velocidade do fluido, obtém-se uma melhor eficiência na 

conversão de energia. 
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Figura 10.16 – Coeficiente de potência em função do tempo para 𝑈∞ = 5 𝑚/𝑠 e 𝐾𝑀𝑃𝑃 

específico. 

 

 

10.4.4 Rejeição à perturbação 

Assumindo que o projeto do controlador foi implementado corretamente, o sistema 

equivalente do modelo físico da turbina-gerador pode ser representado pelo diagrama de blocos 

da Figura 10.17. A partir desse diagrama de blocos é possível observar que o controlador de 

corrente não será mais afetado pela dinâmica da velocidade, uma vez que o efeito da velocidade 

foi corretamente eliminado com o desacoplamento cruzado (ver capítulo seção 9.4 do capítulo 9). 

Devido a isso, o sistema não consegue mais observar o efeito da perturbação a partir da dinâmica 

da velocidade, resultando, dessa forma, na diminuição da rigidez dinâmica do sistema. Nesse caso 

de desacoplamento, a rigidez dinâmica do sistema dependerá apenas dos parâmetros mecânicos do 

conjunto turbina-gerador. A perturbação do sistema é representada pelo conjugado mecânico e é 

observada na velocidade.  

 

Figura 10.17 – Diagrama de blocos do sistema equivalente turbina-gerador. 
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A rigidez dinâmica representa a influência da perturbação na saída do sistema em função 

da frequência dessa perturbação. Assumindo 𝑇𝑒
∗ = 0, é possível observar a rigidez dinâmica do 

sistema na Figura 10.18. Para frequências até aproximadamente 1. 10−5 𝐻𝑧, região à esquerda da 

linha preta tracejada na Figura 10.18, a rejeição à perturbação é menor. Isso significa que o efeito 

da perturbação não é completamente eliminado. Nota-se que a rigidez dinâmica, para este caso, 

aumenta mais significantemente para frequências maiores que 1. 10−4 𝐻𝑧. De maneira geral, a 

velocidade terá maior influência do conjugado mecânico em uma faixa de baixa frequência. Essa 

influência será menor em uma faixa de alta frequência.  

 

Figura 10.18 – Rigidez dinâmica do sistema. 

 

 

10.5 Considerações 

Neste capítulo foram apresentadas as descrições do sistema, detalhando os componentes 

que o compõe, da simulação, descrevendo a metodologia utilizada, e dos resultados, avaliando o 

desempenho do sistema com base no projeto otimizado das pás e nas estratégias de MPPT 

implementadas. 

No que se refere às estratégias com o controle de 𝜃𝑝𝑎𝑢𝑥  e de MPPT, em comparação a 

estratégia de se utilizar somente o controle de MPPT: a turbina apresenta maior aceleração na 

partida, logo a resposta dinâmica para se alcançar o regime permanente é mais rápida; o tempo de 



 

 

167 

 

 

partida da turbina é reduzido; alcança-se um maior valor de 𝐶𝑝, consequentemente, obtém-se uma 

melhor eficiência na conversão de energia; e alcança-se uma maior potência ativa de saída, tanto 

no transitório como no regime permanente. 

No que se refere aos setpoints para a estratégia de MPPT, quando se utiliza os valores de 

𝐶𝑝 e 𝜆 no MPP referentes à condição nominal do sistema, observa-se que o 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 é alcançado para 

velocidades de fluido próximas à nominal. Quando se utilizam os valores de 𝐶𝑝 e 𝜆 para os MPP 

de cada velocidade do fluido, observa-se que o 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 é alcançado. Portanto, utilização de um 𝐾𝑀𝑃𝑃 

para cada velocidade de fluido implica em maior eficiência de conversão de energia. 

No que se refere à estratégia de MPTT implementada, realimentação de potência e 

estratégia ZDC, os resultados apresentaram corretamente o comportamento esperado: i) a corrente 

de eixo-d no referencial estacionário é controlada para ser zero e ii) a corrente de eixo-q no 

referencial estacionário é controlada de tal modo para se conseguir a potência ativa de referência 

desejada. 
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11 Conclusões gerais, sugestões para trabalhos futuros e publicações 

11.1 Conclusões gerais 

Este trabalho de pesquisa abordou a otimização do desempenho de turbinas tipo hélice de 

eixo horizontal sob uma perspectiva completa do sistema de conversão de energia, constituído por 

turbina, gerador e conversor eletrônico de potência, para aplicações eólicas e hidrocinéticas. Nesse 

contexto, foi apresentado um estudado sobre: i) o projeto otimizado das pás do rotor da turbina em 

função da maior probabilidade de ocorrência de velocidade do fluido e da densidade de potência, 

ii) a metodologia para a escolha de perfis aerodinâmicos a serem utilizados no projeto das pás, iii) 

a modelagem da turbina para análise de desempenho, considerando métodos complementares de 

correções, iv) estratégias de MPPT baseadas no controle de variáveis mecânica e elétrica, v) o 

funcionamento de todo o sistema de conversão de energia. 

O projeto da geometria otimizada da pá foi baseado no ângulo de ataque de máxima 

eficiência do perfil aerodinâmico utilizado, assumindo que as propriedades mecânicas são 

suficientes para as aplicações. Em sequência, os valores das velocidades do fluido e do eixo do 

rotor da turbina foram utilizados para calcular a corda e ângulo de torção em função do raio. Esse 

procedimento foi feito para garantir o maior aproveitamento de energia para a velocidade do fluido 

de maior ocorrência. Nesse momento do projeto, os resultados dos ângulos de torção devem ser 

analisados para que a velocidade necessária para a turbina partir não seja alta. Na situação em que 

essa velocidade de entrada é alta, a faixa de velocidade do fluido em que a turbina opera é pequena. 

Se isso ocorrer, é possível que a turbina permaneça maior tempo parada do que em operação. 

Conforme mostrado no capítulo 10, o projeto da pá foi desenvolvido corretamente e resultou em 

baixas velocidades do fluido para que a turbina começasse a operar. Além disso, somando-se ao 

projeto otimizado da pá, o controle do ângulo da pá permitiu uma redução do tempo de partida da 

turbina. A geometria otimizada da pá também permitiu uma melhoria na eficiência mecânica do 

sistema, uma vez que resultou em um maior coeficiente de potência se comparada a uma 

geométrica de pá com mesmo comprimento do raio, perfil aerodinâmico e sem otimização. 

O algoritmo BEMT utilizado para representar o desempenho da turbina foi composto pelo 

método clássico e pelas correções complementares propostas por Viterna & Corrigan para alto 

ângulo de ataque, por Shen para altos valores do fator de indução axial, e por Prandtl para perdas 

de ponta e raiz. A partir dos resultados obtidos no capítulo 7, observa-se que o modelo apresentado 

obteve satisfatoriamente estimativas para as curvas de potência das turbinas simuladas. A 

simulação se mostrou eficaz e rápida para a análise da turbina. Além de ter menor complexidade, 
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pode ser muito bem aplicada de forma genérica para estudos preditivos de turbinas de pequeno, 

médio e grande porte sem a necessidade de ajustes ou correções adicionais. Além disso, evita-se a 

necessidade prévia de computadores de alto desempenho para analisar o coeficiente de potência 

da turbina. 

A modelagem com difusor segue a mesma metodologia do método BEMT sem difusor. O 

que basicamente muda é o perfil de velocidade do fluido, que em turbinas sem difusor é 

considerado constante ao longo da pá e com difusor varia ao longo dela. Essa variação de 

velocidade do fluido em função do raio do difusor é introduzida a partir do estudo da eficiência e 

perdas no difusor. Uma vez que esse perfil de velocidade é configurado considerando o efeito do 

difusor, o método BEMT pode ser empregado para a análise de desempenho dessas turbinas.  

A utilização do GSIP permitiu um acoplamento direto entre o eixo do rotor da turbina e o 

do gerador elétrico, eliminando perdas mecânicas se comparado aos sistemas que utilizam caixas 

multiplicadoras de velocidade. As tensões por fase induzidas nesse tipo de máquina são 

relativamente altas, mesmo em baixa rotação, porque são proporcionais à frequência elétrica 

(desde que possuam uma quantidade relativamente grande de pares de polos). Devido a essas 

características foi possível implementar mais facilmente o controle de estratégias de MPPT, sem 

a necessidade de sensores de velocidades, para toda a faixa de velocidade de fluido em que a 

turbina pode operar. 

As estratégias utilizadas para a operação no ponto de geração de máxima potência se 

fundamentaram no controle do ângulo de pitch das pás da turbina e na estratégia de MPPT baseada 

na realimentação de potência. Conforme apresentado no capítulo 10, a implementação desse 

controle híbrido de MPPT resultou em melhores resultados de desempenho da turbina: i) obteve-

se maior aceleração na condição de partida da turbina, ii) o tempo de partida da turbina foi 

reduzido, logo a resposta dinâmica para se alcançar o regime permanente no MPP foi mais rápida, 

iii) conforme se esperava, o 𝐶𝑝𝑀𝑃𝑃 em condições nominais e próximo a ela é alcançado. Em 

condições de baixa velocidade do fluido o 𝐶𝑝 é muito próximo daquele do MPP. Portanto, foi 

possível validar a melhoria e eficiência da estratégia híbrida de MPPT. 

O modelo apresentado e simulado de todo o sistema de conversão de energia foi 

implementado no programa Matlab. As principais contribuições deste trabalho foram: i) apresentar 

um modelo otimizado de todo o sistema de conversão de energia, ii) garantir um modelo de ampla 

aplicabilidade para representação do desempenho de turbinas tipo hélice de eixo horizontal de 

pequeno, médio e grande porte, tanto para aplicações eólicas como hidrocinéticas, iii) rápido pré-

processamento e processamento para análise de desempenho, mecânico e elétrico; iv) 
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implementação simples quando comparada àquelas com modelagem CFD, que demandam maior 

carga computacional e são mais complexas de simular; e v) evita a necessidade de computadores 

de alto desempenho, o que reduz os custos da infraestrutura para pesquisa. 

11.2 Sugestões para trabalhos futuros 

i. Analisar os esforços dinâmicos sobre as pás na região de partida da turbina, com e 

sem controle do ângulo de pitch; 

ii. Analisar e comparar a resposta dinâmica das turbinas eólicas e hidrocinéticas de 

mesma potência nominal e verificar possíveis vantagens e desvantagens entre as 

aplicações; 

iii. Analisar a influência das estratégias de MPPT na rejeição à perturbação; 

iv. Testar outras topologias de conversores que contribuíssem para a melhoria na 

conversão de energia e maximização da potência extraída; 

v. Estudar possíveis projetos de geradores para turbinas com difusores, como 

construção do estator dentro do difusor e aumento do número de polos, etc; 

vi. Estudar métodos economicamente viáveis para estimar a velocidade do rotor da 

turbina para aplicações de pequeno porte. 
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