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RESUMO

São desenvolvidos neste trabalho dois modelos para a máquina pentafásica operando
sob falta em uma e duas fases. Um dos modelos é apropriado para simulações, pois per-
mite que uma ou mais fases sejam retiradas durante a simulação. O outro modelo possui
uma falta fixa sendo mais indicado para a análise da máquina quando a mesma opera sem
uma fase. Neste trabalho também é feita a análise de duas estratégias de controle para
máquinas operando sem uma fase. Uma das estratégias de controle é do tipo vetorial e
a outra do tipo escalar. A estratégia de controle escalar é nova e foi desenvolvida du-
rante a dissertação, a estratégia de controle vetorial foi baseada em estratégias de controle
analisadas durante a revisão bibliográfica. Inicialmente é feita um revisão bibliográfica
onde são analisados os principais trabalhos na área de controle de máquinas com mais de
três fases. Depois é desenvolvido o modelo da máquina utilizado durante as simulações
das estratégias de controle. O controle de máquinas por orientação de campo indireta é
então apresentado e são explicadas as modificações necessárias para que o controle seja
aplicado em máquinas sem uma ou duas fases. Na sequência são desenvolvidos o con-
trole escalar para a máquina operando sem uma fase e o segundo modelo da máquina,
com a falta fixa. No último capítulo são apresentadas as simulações e ensaios realizados
utilizando as estratégia de controle e a máquina operando sem uma fase.

Palavras-chave: Máquina de indução, pentafásica, falta, modelos, controle, Escalar,
Vetorial.



ABSTRACT

In this work two models for the five-phase machine operating under fault are devel-
oped. One of them is more appropriate for simulations, as it allows one or more phases
to be easily removed. The other model describes the machine operation with one open
phase, being more appropriate for analytical analysis under this condition. This works
also analysis two control strategies for operation under fault. One strategy is based on the
scalar control and the other on the vector control of induction machines. The scalar con-
trol strategy is new and was formulated during the development of this work. The vector
control strategy was based on control strategies already used and found in the literature.
First, a literature review is presented, followed by the derivation of the model which is
used for the subsequent simulations of the control strategies. Then, the machine control
through indirect field orientation is presented, as well as the necessary modifications to be
implemented in the control strategy to enable the machine to operate without one or two
phases. Next, a scalar control to operate the machine without one phase using the second
model is presented. Finally, the simulations and the experimental results obtained with
a prototype machine and using the control strategies studied are shown and compared,
considering the case of one open phases.

Keywords: induction machine, five phase, fault, control.
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1 INTRODUÇÃO

1.1 Motivação

Máquinas de indução com mais de três fases despertaram grande interesse dos pes-
quisadores nas últimas décadas devido às vantagens que as mesmas apresentam quando
comparadas as máquinas trifásicas tradicionais. A diminuição nos custos dos inversores
de frequência e controladores digitais faz com que a utilização de máquinas com mais de
três fases se tornem viáveis economicamente. Dentre todos os benefícios da adoção de
máquinas com mais de três fases, citados em diversos trabalhos, pode-se destacar a capa-
cidade da máquina operar e partir mesmo com a perda de uma ou mais fases como sendo
a maior vantagem destas máquinas frente às máquinas trifásicas tradicionais. Esta é uma
característica inerente das máquinas com mais de três fases, não são necessárias estraté-
gias de controle para que a máquina consiga operar e partir nestas situações. Entretanto,
uma forte vibração surge quando uma fase é perdida, consequência de uma oscilação no
torque gerado pela máquina. Estudos realizados nas últimas décadas na área de controle
foram feitos com o intuito de diminuir a oscilação no torque e permitir que máquinas com
mais de três fases operem com falta, oferecendo um desempenho semelhante ao obtido
com a máquina saudável. Os estudos realizados apresentam novas formas de se controlar
a máquina e as comparações feitas são sempre entre o controle desenvolvido e a máquina
operando sem nenhum tipo de controle. Não são feitos estudos comparando diferentes
estratégias de controle e quais suas vantagens e desvantagens. Este trabalho tem como
motivação preencher esta lacuna existente comparando uma estratégia de controle veto-
rial desenvolvida para melhorar o desempenho da máquina pentafásica, operando sem
uma das fases, com uma estratégia de controle escalar também adaptada para acionar a
máquina pentafásica nas mesmas condições. O trabalho também procura detalhar e dis-
cutir modelos que representem a máquina sob falha, os quais são apresentados de forma
sucinta e incompleta na bibliografia.

1.2 Estado da Arte

Motores de indução são largamente utilizados devido a sua robustez e confiabilidade.
Com o advento dos inversores de frequência os motores de corrente contínua começaram
a ser substituídos com vantagens pelos motores de indução. O menor volume a maior
robustez e a menor necessidade de manutenção, somadas a melhora do desempenho dinâ-
mico proporcionado pelo uso de inversores, tornaram os motores de indução trifásicos os
mais utilizados atualmente.

Embora a robustez seja uma das qualidades associadas a máquinas de indução tri-
fásica, estas não são imunes a falhas e o uso de inversores de frequência aumentam as
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chances de falhas acontecerem. Uma falha comum de acontecer no conjunto motor in-
versor é a perda de um transistor em um dos braços do inversor ou a perda de uma fase
do motor devido ao rompimento de um condutor. Nestas situações, a corrente na fase é
interrompida, e o motor trifásico passa a se comportar como uma máquina monofásica.
O controle por orientação de campo não é mais possível e uma forte pulsação no torque
surge. Para tentar contornar esta limitação, vários estudos foram feitos e novas topologias
de inversores foram propostas. A Figura 1 mostra algumas das possibilidades de configu-
ração do inversor que permitem a máquina trifásica permanecer operando com controle
por orientação de campo, mesmo com a perda de uma das fases (JASIM, 2009). Estas to-
pologias adicionam um grau de liberdade à máquina trifásica ao acrescentar uma ligação
de neutro. Desta forma, as correntes que circulam pelas fases restantes podem ser dife-
rentes e a máquina passa a operar como uma máquina bifásica assimétrica. Estas soluções
necessitam de dispositivos eletrônicos redundantes como TRIACs e IGBTs que somente
serão utilizados em caso de falha.

Figura 1: Topologias alternativas de inversor para a máquina trifásica operando com falta

Figura 2: *
Fonte:(JASIM, 2009).

Um estudo realizado com máquinas de três a sete fases concluiu que para máquinas
trifásicas, com ligação de neutro, operando sem uma fase, o aumento na corrente de fase
necessária para manter a máquina funcionando com a mesma carga e a mesma velocidade
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é de setenta e três por cento. A corrente que passa a circular pelo neutro é de aproximada-
mente três vezes maior que a corrente por uma fase quando a máquina opera sem falhas
(FU; LIPO, 1994).

É importante ressaltar que motores trifásicos, são capazes de operar sem uma fase,
mas são incapazes de partir e não podem ser controladas por técnicas de controle vetorial,
pois passam a funcionar como máquinas monofásicas.

Na Figura 1 são apresentadas quatro topologias de inversor que garantem que a má-
quina trifásica consiga operar e partir mesmo após a perda de uma das fases. Na topologia
apresentada na Figura 1 (a) é adicionado um TRIAC entre o neutro da máquina de indu-
ção trifásica e o ponto médio do inversor. Após a falta o sistema de controle da máquina
isola o braço do inversor utilizando fusíveis. O TRIAC é então acionado permitindo a
passagem da corrente de neutro. Passa a ser possível controlar as correntes das duas fa-
ses restantes de forma independente, entretanto a tensão máxima que pode ser imposta
diminui de aproximadamente 66% da tensão do barramento CC para aproximadamente
50% da tensão do barramento, limitando ainda mais a faixa de operação do motor. Na
Figura 1 (b) um quarto braço é adicionado ao inversor e este é ligado ao neutro da má-
quina. Enquanto a máquina operar sem nenhuma falta o TRIAC que conecta o neutro
ao quarto braço do inversor impede a passagem da corrente. Quando uma falta danifica
uma das fases do inversor ou uma das fases do motor, impedindo a passagem da corrente,
o TRIAC é acionado. A estratégia de controle do motor passa a utilizar o quarto braço
do inversor junto aos braços saudáveis, para controlar a corrente nas duas fases restantes.
Esta topologia permite que o motor desenvolva o mesmo torque e velocidade antes e de-
pois da falta. Entretanto, na prática, o aumento das perdas Joule limitará a potência útil
que o motor poderá desenvolver.

Na Figura 1 (c) a topologia proposta tem como objetivo permitir que o motor continue
a ser controlado quando uma das chaves do inversor é curto-circuitada devido a uma falta.
Caso uma falta ocasione um curto-circuito em uma das chaves, os fusíveis em série com
a chave são sobrecarregados e consequentemente queimam, desconectando o braço do
inversor. O TRIAC correspondente a este braço do inversor liga a fase do motor ao centro
do barramento CC, isso aumenta o grau de liberdade na imposição das correntes de fase,
pois permite que a corrente na fase sob falta possa fluir em ambas as direções.

Na Figura 1 (d) a topologia do inversor é semelhante a topologia apresentada na Figura
1 (c) a principal diferença é que após a perda de uma das chaves do inversor a fase do
motor não é conectada ao centro do barramento CC mas a um quarto braço do inversor.
Este braço adicional funciona como um braço reserva, quando uma falta danifica uma das
chaves do inversor o controle sobrecarrega os fusíveis do braço defeituoso desligando o
mesmo do resto do circuito. O TRIAC liga a fase do motor, que estava ligada ao braço
defeituoso, ao quarto braço do inversor e a máquina volta operar normalmente.

Motores com mais de três fases não necessitam de redundância no hardware do in-
versor nem ligação de neutro para continuar operando e o aumento da corrente por fase,
necessária para manter a máquina operando, é menor (FU; LIPO, 1994). Os motores de
mais de três fases também se sobressaem em aplicações onde grandes potências são ne-
cessárias. O maior número de fases permite dividir a potência entre as fases, diminuindo
a tensão e corrente para níveis em que podem ser utilizados dispositivos de eletrônica de
potência. Outras vantagens citadas na literatura são o maior aproveitamento do material
ativo do motor (TOLIYAT; LIPO; WHITE, 1991), menor geração de harmônicos no link
CC, redução na pulsação do torque, redução da corrente por fase sem que seja necessário
aumentar da tensão de alimentação (LEVI et al., 2007) e a possibilidade de se controlar
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motores ligados em série utilizando apenas um inversor (LEVI et al., 2003).
As principais desvantagens das máquinas com mais de três fases são a maior com-

plexidade do inversor de frequência e a impossibilidade da máquina operar ligada dire-
tamente a rede elétrica trifásica. Entretanto, é possível utilizar transformadores para se
obter uma fonte de alimentação pentafásica a partir de uma fonte de alimentação trifá-
sica. Em (IQBAL et al., 2010) uma nova forma de se obter uma transformação trifásica
para pentafásica utilizando um transformador é proposta. Um protótipo de transformador
é montado e utilizado pra acionar uma máquina pentafásica. O uso de transformadores
para obter uma fonte de alimentação com mais de três fases a partir de uma fonte de
alimentação trifásica não é algo novo, diversos trabalhos ja foram escritos sobre o as-
sunto. Por exemplo em (PARTON, 1952) é apresentada a teoria utilizada no projeto de
tais transformadores.

As vantagens citadas fizeram com que vários estudos fossem realizados em diver-
sas áreas envolvendo máquinas síncronas e máquinas de indução com mais de três fa-
ses. Em (TOLIYAT; LIPO; WHITE, 1991) foram comparadas máquinas com três, cinco,
sete e nove fases de forma a verificar qual configuração apresenta a melhor relação tor-
que/volume. Foi constatado que a máquina com cinco fases é a que proporciona a melhor
relação.

Embora a máquina pentafásica não necessite de uma estratégia de controle para operar
sem uma fase, o desempenho da máquina fica degradado. O torque se torna pulsante com
frequência igual a duas vezes a frequência de alimentação, um reflexo do desequilíbrio
nas correntes do estator causado pela assimetria resultante da falha.

O principal objetivo das estratégias de controle, para a máquina operando com falha, é
fazer com que o torque seja o menos pulsante possível e que as correntes de fase sejam o
mais equilibradas possível evitando assim vibrações e eventuais sobrecargas nas correntes
de fase do estator.

As primeiras estratégias de controle desenvolvidas tinham como objetivo manter o
campo magnético criado pelo estator, após a falta, o mais próximo possível do campo
criado pelo estator antes da falta. Em (FU; LIPO, 1994) as correntes necessárias para
a manutenção do campo girante em máquinas com quatro, cinco, seis e sete fases, ope-
rando sem uma fase, com ligação em estrela, são derivadas. Nenhum ensaio é realizado,
apenas simulações são feitas. Os resultados obtidos demonstram que é possível obter um
campo magnético inalterado antes e após a falta, aumentando a amplitude das correntes
das fases restantes e alterando a defasagem temporal entre elas. Os resultados também
mostram que o aumento das correntes nas fases saudáveis é menor para máquinas com
um maior número de fases, entretanto, este aumento não é função apenas do número de
fases da máquina, mas das características construtivas do estator e da presença ou não de
conexão de neutro. Para máquinas de cinco fases em especial, conclui-se que o aumento
necessário na corrente por fase, para manter o campo inalterado, é de aproximadamente
38% . A análise da máquina de cinco fases com ligação de neutro não é realizada, nem a
possibilidade da utilização de harmônicos para melhorar o desempenho da máquina.

Em máquinas com mais de três fases é possível utilizar as harmônicas da densidade
de fluxo no entreferro para aumentar o torque da máquina. Nas máquinas com cinco fases
pode-se impor uma indução trapezoidal no entreferro controlando as componentes de ter-
ceiro harmônico da tensão ou da corrente que é imposta. Como resultado um aumento no
torque devido às componentes de terceiro harmônico é obtido e a tensão máxima induzida
no estator pela variação da densidade do fluxo no entreferro é diminuída. Como efeito se-
cundário é possível com a mesma tensão no barramento do inversor impor mais corrente e
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aumentar ainda mais o torque. Os trabalhos (SCHARLAU et al., 2008) e (ZHENG et al.,
2008) demostram como obter uma indução trapezoidal no entreferro da máquina utili-
zando controle V/F e controle por orientação em máquinas pentafásicas operando sem
faltas. Em (PEREIRA et al., 2006) é demostrado como obter o modelo da máquina de
indução pentafásica levando em consideração as harmônicas.

A possibilidade do uso de harmônicas para melhorar o desempenho da máquina com
falta é estudada em (XU; TOLIYAT; PETERSEN, 2002). O controle por orientação de
campo indireto para a máquina pentafásica operando sem uma ou duas fases é apresen-
tado. Os autores derivam as relações entre as correntes de eixo direto e em quadratura e as
correntes de fase, necessárias para manter o mesmo campo girante antes e depois da falta,
nas situações onde a máquina opera sem uma ou duas fases, de forma semelhante ao que
foi feito em (FU; LIPO, 1994). Entretanto, os autores vão além ao propor um controle
que garante correntes de fase trapezoidais após a falta. Os autores afirmam que correntes
trapezoidais implicam distribuição do fluxo no entreferro quase trapezoidal. Entretanto,
os autores falham em perceber que a distribuição da densidade de fluxo no entreferro é
função não apenas das correntes do estator, mas também das correntes que circulam pelo
rotor, ou seja, as correntes necessárias à imposição de uma indução trapezoidal no en-
treferro variam com a carga acoplada ao eixo da máquina. Outro ponto importante que
não é analisado no trabalho são as restrições impostas às componentes harmônicas das
correntes do estator devido à perda das fases, dando a entender que as componentes de
terceiro harmônico das correntes podem continuar a ser impostas livremente após a falta.
Resultados de simulações e ensaios são apresentados e demostram que é possível elimi-
nar a pulsação no torque devido à perda das fases, também são demostradas as correntes
trapezoidais impostas pelo controle antes e após a falta ocorrer. Entretanto, a medição da
densidade de fluxo, necessária para provar o formato trapezoidal, não é apresentada.

Em (JACOBINA et al., 2004) duas estratégias de controle para máquinas pentafásicas
são propostas, uma por imposição de corrente e outra utilizando tensão. A relação entre
as tensões de referência que devem ser impostas pelo inversor e as tensões nas fases do
motor, após a falta, são derivadas. O controle por imposição de tensão é sensível a desba-
lanceamentos na máquina, diferente da imposição por corrente, onde a mesma é medida e
realimentada no inversor. O controle por imposição de corrente é feito levando-se em con-
sideração as restrições causadas pela falta. É demostrado que, após a perda de uma fase
uma relação linear entre a componente de eixo direto da primeira e terceira harmônica
da corrente do estator é estabelecida, tornando evidente a impossibilidade de se controlar
o valor das duas componentes da corrente simultaneamente. Mesmo existindo restrições
quanto à escolha da componente direta de terceiro harmônico da corrente, a componente
de terceiro harmônico de eixo em quadratura ainda pode ser imposta livremente. Para
definir o valor ótimo para esta componente da corrente o autor utiliza dois critérios de
otimização, um dos critérios visa diminuir as perdas Joule e o outro, obter correntes de
fase com mesma amplitude. Os resultados apresentados nas simulações e ensaios mos-
tram apenas as correntes de fase do motor quando cada uma das estratégias de controle
é aplicada. Nenhuma curva de torque ou velocidade é mostrada, entretanto os autores
afirmam que a pulsação no torque é eliminada.

Os critérios de otimização utilizados no artigo (JACOBINA et al., 2004), quando a
uma fase é perdida, são generalizados em (TANI et al., 2012) e (APSLEY, 2010) para má-
quinas com um número qualquer de fases operando com falta em qualquer uma das fases.
Em (APSLEY, 2010) são demostrados resultados de simulação utilizando uma máquina
de indução de seis fases, em (TANI et al., 2012) ensaios são realizados utilizando uma
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máquina de indução de sete fases. Nos dois trabalhos a estratégia de controle utilizada
é por orientação de campo. Os resultados demostram que o torque pulsante é eliminado
quando o controle utilizando os critérios de otimização é usado.

Poucos artigos apresentam claramente o modelo utilizado para simular a máquina com
falta. Como a grande maioria das estratégias de controle utiliza imposição de corrente,
a dinâmica do circuito do estator é desconsiderada e as variações nos parâmetros do es-
tator devido à falta não são abordadas. O artigo (RYU; KIM; SUL, 2006) modela uma
máquina pentafásica síncrona de imã, operando sem uma fase, utilizando uma matriz de
transformações de coordenadas para obter uma máquina equivalente em um novo sistema
de coordenadas. Este novo sistema do coordenadas permite obter um modelo com coefi-
cientes constantes e parâmetros de eixo direto e o eixo em quadratura distintos.

Mudanças de coordenadas são muito utilizados no controle vetorial de máquinas de
indução e máquinas síncronas, pois permitem representar máquinas com um número qual-
quer de fases como uma máquina bifásica equivalente. Entretanto, a transformação nor-
malmente utilizada quando aplicada a uma máquina assimétrica não torna o modelo mais
simples. A transformação desenvolvida em (RYU; KIM; SUL, 2006) consegue realizar
este feito e é utilizada para obter um modelo bifásico equivalente da máquina pentafásica
de indução operando com falta em uma fase, em (PENG et al., 2011) e (KONG et al.,
2014). Estes dois artigos são muito semelhantes, ambos controlam a máquina utilizando
orientação de campo no fluxo do rotor. Em (KONG et al., 2014) o controle é feito utili-
zando técnica de controle indireto do fluxo do rotor e em (PENG et al., 2011) o controle
direto do fluxo é feito. Ambos os artigos demostram que neste novo sistema de coor-
denadas o torque pulsante pode ser eliminado quando a razão entre as componentes de
eixo direto e em quadratura da corrente do estator é igual à razão das componentes da
indutância mútuas entre o rotor e o estator. Os dois artigos utilizam a componente de
terceiro harmônico da corrente para obter uma corrente de fase trapezoidal no estator.
Entretanto, nada é dito sobre a densidade de fluxo no entreferro. Ou seja, os dois arti-
gos consideram que a diminuição na amplitude das correntes fornece alguma vantagem
sobre uma corrente senoidal. O artigo (KONG et al., 2014) faz ainda uma interessante
análise comparativa entre desempenho do controle das correntes utilizando controle por
histerese, controlador PI e um controlador ressonante. Os controles desenvolvidos nos
artigos são matematicamente mais complexos que aqueles desenvolvidos em (XU; TO-
LIYAT; PETERSEN, 2002)(PENG et al., 2011)(TANI et al., 2012) e (APSLEY, 2010),
uma desvantagem é que os parâmetros do motor, utilizados na malha de controle após a
falta, devem estar representados no novo sistema de coordenadas, enquanto que nas ou-
tras estratégias de controle desenvolvida, apenas a matriz que relaciona as correntes de
referência do estator nos dois sistemas de coordenadas deve ser alterada.

Em (MORSY et al., 2013) é desenvolvido uma estratégia de controle do tipo tensão
frequência. Embora seja semelhante ao controle V/F tradicional que opera em malha
aberta, a técnica apresentada necessita do conhecimento das correntes do estator. A reali-
mentação das correntes é utilizada na composição da componente sequência 3 da tensão.
Desta forma, o controle impõe as componentes fundamentais de tensão da mesma forma
que um controle V/F tradicional e utiliza um laço de realimentação de corrente na com-
posição das componentes de sequência 3 da tensão. A estratégia de controle visa obter,
em regime, as mesmas correntes ideais calculadas em (JACOBINA et al., 2004), que eli-
minam a pulsação no torque e garantem a mesma amplitude das correntes de fase. A
malha de controle do terceiro harmônico da tensão utiliza um controlador ressonante o
que garante erro nulo em regime para a corrente de referência. Os ganhos e a frequência
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de ressonância do controlador são ajustados em tempo real de acordo com a velocidade de
referência. Os resultados obtidos demostram que o controle proposto é capaz de diminuir
a pulsação do torque e garantir correntes de fase do estator equilibradas. Também é feita
a análise da eficiência do motor após a falta, para diversas potências de saída. O motor
com falta apresenta uma eficiência menor que o motor saudável e maior que a do motor
operando com falta e sem controle.

Um esquema de controle diferente é desenvolvido em (GUZMAN et al., 2014), onde é
feito uso de uma estratégia de controle preditivo. Este tipo de controle utiliza um modelo
dinâmico e os estados medidos e estimados para prever o comportamento da máquina
quando cada uma das entradas possíveis é aplicada. Diferente dos métodos tradicionais,
o controle preditivo permite que vários estados da máquina sejam controlados simulta-
neamente utilizando uma função de custo para escolher a melhor entrada possível. Para
uma máquina pentafásica saudável, trinta e duas entradas possíveis - referentes a todas
as combinações válidas das chaves do inversor - devem ser testadas. Quando uma fase
é perdida o numero cai para dezesseis, se duas fases forem perdidas o numero cai para
oito. As desvantagens nesta estratégia é que os estados da máquina devem ser medidos
ou estimados e para cada uma das diferentes configurações de falta existe um modelo
matemático diferente. Em (GUZMAN et al., 2014) uma transformação matricial permite
utilizar o mesmo modelo antes e depois da perda de uma fase, eliminando assim uma das
desvantagens do controle. A técnica de controle apresentada é por orientação de campo, o
modelo preditivo é utilizado para encontrar qual a entrada que resulta nas correntes mais
próximas da corrente de referência. Os resultados obtidos demonstraram que o controle é
capaz de manter a máquina funcionando após a falta, praticamente sem torques pulsantes.
O controle é testado para diferentes torques, mantendo a velocidade constante e a corrente
máxima igual à corrente nominal. Os critérios para a composição das correntes de fase
foram o de mínima perda no cobre e amplitudes iguais. O torque máximo obtido foi de
56% do torque nominal, quando o critério de mínima perda no cobre foi utilizado e de
64% quando o critério de amplitudes iguais, para todas as correntes de fase, foi utilizado.

Em (BIANCHI et al., 2008) são verificadas as vantagens de se utilizar uma ponte
completa (Figura 2) para cada fase da máquina pentafásica síncrona de imã. O uso de tal
topologia no inversor possibilita o controle independente das correntes em cada fase do
motor. A soma das correntes de fase não necessita ser zero como nos inversores tradi-
cionais (Figura 3) e a relação entre as componentes harmônicos da corrente que surgem
quando a máquina opera sem uma ou mais fases, deixa de existir. Passa a ser possível
a imposição de componentes harmônicos da corrente em cada uma das fases de forma
independente. No estudo são realizados ensaios para avaliar o desempenho da máquina
quando a mesma opera sem uma fase ou sem duas fases. É comparado o desempenho
do inversor tradicional e o desempenho do inversor com ponte completa. A análise dos
resultados leva os autores do estudo a concluir que o uso de um inversor com ponte com-
pleta permite acionar a máquina com correntes de fase de mesma amplitude e pulsação
de torque reduzida sem que seja necessário impor componentes de terceiro harmônico
na corrente. O torque obtido após a perda de uma ou duas fases, mantendo-se as perdas
Joule inalteradas também é maior quando se utiliza o inversor com ponte completa. A
maior desvantagem desta configuração de inversor é o aumento da complexidade devido
ao maior numero de chaves potência. Embora as tensões e correntes que cada chave deve
suportar são menores, o custo de um inversor de ponte completa certamente será maior
que o de um inversor de meia ponte.

É importante ressaltar que as análises feitas em (BIANCHI et al., 2008) utilizaram um
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motor síncrono e as melhoras no desempenho da máquina operando com falta, não serão
as mesmas quando utilizada uma máquina de indução.

Figura 3: Inversor ponte completa pentafásico.Fonte:(BIANCHI et al., 2008)

Figura 4: *
Fonte:(BIANCHI et al., 2008)

Figura 5: Inversor meia ponte pentafásico.

Figura 6: *
Fonte:(BIANCHI et al., 2008).

A análise da máquina de indução pentafásica operando com e sem falta, com os en-
rolamentos do estator configurados em estrela e pentágono, é realizada em (ABDEL-
KHALIK et al., 2015). O inversor de frequência utilizado é do tipo meia ponte. A ligação
em pentágono na máquina pentafásica possui o mesmo inconveniente da ligação em triân-
gulo das máquinas trifásicas. Correntes de sequência zero podem ser induzidas no estator,
aumentando as perdas Joule e diminuindo o desempenho e o rendimento da máquina. En-
tretanto, o estudo realizado demostra que para uma máquina com ligação em pentágono,
operando em malha aberta e sem uma fase, as correntes de fase do estator são menores.
Quando o controle é feito e as correntes ótimas são aplicadas, a máquina com ligação em
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estrela possui melhor desempenho, considerando a pulsação do torque como critério, e
menor eficiência.

Neste seção foram apresentados os principais trabalhos na área de controle de má-
quinas com um número de fases maior que três. Também foram apresentadas algumas
soluções que permitem que as máquinas trifásicas e pentafásica possam operar, partir e
ser controlada mesmo após a perda de uma das fases.

1.3 Objetivos Da Dissertação

Esta dissertação tem como objetivo avaliar o desempenho da estratégia de controle
vetorial e escalar para uma máquina operando sem uma fase. Busca-se determinar a
diferença no desempenho quando a máquina é acionada por cada uma das estratégias.
Mais precisamente este trabalho visa:

• desenvolver um modelo para a máquina de indução pentafásica capaz representar o
comportamento da máquina quando a mesma perde uma fase;

• identificar quais as causas do torque pulsante que surge com a perda de uma ou
mais fases;

• verificar a diminuição na pulsação do torque obtida com cada uma das estratégias
de controle;

• comparar as vantagens e desvantagens de cada estratégia de controle.

1.4 Organização da dissertação

A dissertação é organizada em cinco capítulos, que são:
Capítulo 1: Neste capítulo, é apresentada uma pequena revisão bibliográfica sobre estra-
tégias de controle para máquinas com mais de três fases, a motivação do trabalho e os
objetivos que se deseja atingir.
Capítulo 2: Neste capítulo, é desenvolvido um modelo para a máquina pentafásica ope-
rando sem uma ou mais fases. Este modelo será então utilizado nas simulações das estra-
tégias de controle apresentadas no Capítulo 4.
Capítulo 3: Neste capítulo são apresentadas duas estratégias de controle, uma estratégia
vetorial baseada em estratégias estudadas durante a revisão bibliográfica e uma estratégia
escalar desenvolvida como parte deste trabalho. Um modelo alternativo para a máquina
pentafásica operando sem uma fase é apresentado. Este modelo surge como um subpro-
duto durante o desenvolvimento controle escalar.
Capítulo 4: Neste capítulo são apresentados os resultados dos ensaios e simulações reali-
zados utilizando as estratégias de controle discutidas no Capítulo 3.
Capítulo 5: Conclusão. São apresentados e discutidos os principais resultados obtidos
nos ensaios e simulações.
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2 TIPOS DE FALHAS E O MODELO DA MÁQUINA DE
INDUÇÃO PENTAFÁSICA

Neste capítulo são apresentados os tipos mais comuns de falhas em máquinas de in-
dução. Também é apresentado o modelo para a máquina pentafásica que é utilizado nas
simulações apresentadas nos capítulos seguintes, bem como as modificações que devem
ser feitas no modelo de forma a permitir simular a máquina com perda de uma ou duas
fases.

2.1 Tipos de falha em máquinas de indução

Existem diversos tipos de falha que podem ocorrer em máquinas de indução e muitos
estudos estão sendo realizados na área de diagnóstico de falhas utilizando dados como cor-
rente, tensão, temperatura, nível de vibração e campo eletromagnético (Ghate and Dudul,
2010). Estes esforços têm como objetivo principal detectar faltas incipientes, permitindo
que a manutenção seja feita antes que a falta evolua e desencadeie outras falhas mais
graves.

Máquinas de indução, devido as suas características construtivas, são dispositivos ro-
bustos quando comparados a outras máquinas elétricas como motores de corrente contí-
nua e motores síncronos. Isso acontece, pois a maioria das máquinas de indução é do tipo
gaiola de esquilo e não precisam de escovas e comutadores para conectar eletricamente o
rotor ao estator.

Segundo muitos estudos, a maioria das falhas em máquinas de indução ocorre no
estator. De acordo com (Bonnet; Yung, 2008), as falhas nos rolamentos são as mais
comuns sendo responsáveis por 69% do total de falhas, os enrolamentos do estator são
responsáveis por 21% do total de falhas e as falhas nas barras do rotor e no eixo são
responsáveis por 7% a 3% do total de falhas, respectivamente. Outro estudo, feito por
(NANDI; TOLIYAT; LI, 2005), apresentou números diferentes, segundo o estudo entre
40% e 50% das falhas ocorrem nos rolamentos, entre 30% e 40% das falhas ocorrem nos
enrolamentos do estator, as falhas nos anéis e barras do rotor são responsáveis por 10% a
5% do total das falhas.

Diferentes estudos apresentam percentuais diferentes, entretanto as falhas no estator
são sempre superiores ao número de falhas que ocorrem no rotor. A seguir serão citadas
as causas e as consequências dos principais tipos de falta segundo (NANDI; TOLIYAT;
LI, 2005).
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2.1.1 Falhas nos Rolamentos

Mesmo motores bem alinhados, operando dentro de seus limites e com cargas balan-
ceadas estão sujeitos a falhas nos rolamentos devido à fadiga. A fadiga nada mais é do que
a ruptura progressiva do material devido a ciclos repetidos de tensão. Os principais fato-
res que levam um rolamento a falhar são vibrações, excentricidades do rotor e correntes
induzidas nos rolamentos. Outros fatores que levam o motor a falhar são:

• fatores ambientais como umidade, a contaminação por água, ácidos e a abrasão por
partículas sólidas;

• lubrificação inadequada por excesso ou falta de lubrificante, que acabam causando
aquecimento excessivo e abrasão;

• instalação inadequada dos rolamentos que acabam criando forças devido ao desali-
nhamento do rotor.

Os principais sintomas decorrentes de falhas nos rolamentos são o aumento do ruído
e surgimento de vibrações. Estas vibrações podem desencadear falhas nos enrolamentos
do estator e nas barras do rotor.

2.1.2 Falhas Nos Anéis e Barras Do Rotor

Rachaduras e quebras de barras ou anéis do rotor são difíceis de detectar, pois não
apresentam sintomas fáceis de serem detectados. Os fatores que contribuem para a ocor-
rência de tais falhas são:

• estresse térmico devido à sobrecarga ou pontos quentes, perdas excessivas e faisca-
mento;

• estresse devido a forças de origem magnética, vibrações, ruído eletromagnético e
trações magnéticas desbalanceadas;

• estresse internos devido ao processo de fabricação.

• fatores ambientais como abrasão e contaminação por produtos químicos;

• fadiga nos materiais do rotor.

2.1.3 Falhas no estator

Estão relacionadas com problemas no isolamento elétrico dos condutores ou rompi-
mento dos mesmos resultando numa variação dos parâmetros das fases sob falta ou a
perda da fase. Acredita-se que tais falhas começam como falha no isolamento entre es-
piras e evoluem culminando na perda da fase. A perda de uma fase tem como principal
sintoma o surgimento de um torque pulsante com duas vezes a frequência de alimentação.
Em máquinas trifásicas a perda de uma fase impede a máquina de partir. As principais
causas das falhas no isolamento segundo (NANDI; TOLIYAT; LI, 2005) são:

• altas temperaturas nos enrolamentos ou no núcleo do estator

• má laminação, imperfeições nas ranhuras do estator;

• cabeças de enrolamento soltas;
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• umidade, contaminação com óleo e sujeira;

• descargas elétricas;

• vazamento no sistema de arrefecimento;

• curtos circuitos ou estresses durante a partida da máquina.

As estratégias de controle abordadas neste trabalho visam melhorar o desempenho da
máquina quando a mesma perde uma das fases, pois este é o caso que impõe o maior
número de restrições quanto ao acionamento da máquina.

2.1.4 Modelo da máquina pentafásica

Os modelos dinâmicos utilizados na simulação da máquina de indução possuem di-
versas simplificações. O circuito magnético é considerado linear, assim as indutâncias
são constantes, as perdas magnéticas não são consideradas, a indutância mútua entre os
enrolamentos do rotor e o estator são funções senoidais da posição angular entre o rotor
e o estator e a distribuição da força magnetomotriz produzida pelo estator e rotor no en-
treferro é considerada senoidal. Consequentemente, a densidade de fluxo, que é imposta
pelo estator e rotor, também é considerada senoidal.

Na realidade, a força magnetomotriz produzida pelo estator não é perfeitamente se-
noidal. Para máquinas com o número de ranhuras por polo e fase igual a 1 (q=1), a força
magnetomotriz é aproximadamente quadrada, como ilustrado na Figura 7. Em máquinas
trifásicas esta simplificação tem um impacto menor, pois o terceiro harmônico da indução
não é capaz de produzir torque. As componentes de terceiro harmônico das três fases
estão em fase, como pode ser visto na Figura 8 e portanto nenhum campo girante pode
ser obtido, apenas um campo pulsante.

Figura 7: Força magnetomotriz no entreferro e suas harmônicas
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Figura 8: Força magnetomotriz no entreferro e suas harmônicas, para as três fases da
máquina trifásica.

Figura 9: Indução no entreferro e suas harmônicas para as cinco fases da máquina penta-
fásica.

Diferente da máquina de indução trifásica, a máquina pentafásica pode produzir tor-
que utilizando os harmônicos de ordem superior da indução no entreferro. A Figura 9
mostra a força magnetomotriz normalizada no entreferro de uma máquina pentafásica
com dois polos. As linhas cheias são referentes às componentes fundamentais em cada
fase, as linhas pontilhadas são as referentes ao terceiro harmônico. Diferente da máquina
trifásica, onde as componentes de terceiro harmônico estão em fase, a máquina pentafá-
sica possuem uma diferença de 216◦ entre as componentes de terceiro harmônico. Isso
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possibilita a criação dos campos girantes, um para cada harmônico, apenas alimentando a
máquina com tensões ou correntes contendo as duas componentes.

Em (PEREIRA et al., 2006) é desenvolvido o modelo para máquinas pentafásicas que
leva em consideração as componentes da indução no entreferro. O modelo utilizado aqui
é baseado no modelo desenvolvido neste artigo; são consideradas apenas a primeira e
a terceira harmônica da indução uma vez que os harmônicos de ordem superior ao ter-
ceiro praticamente não contribuem para o torque. Nas Seções 2.2 - 2.6 são apresentadas
as equações da máquina operando sem falha, as mudanças de base e as transformações
de coordenadas utilizadas para simular a máquina sem falha. Este material pode ser en-
contrado de forma mais detalhada em (PEREIRA et al., 2006). Nas Seções 2.7 e 2.8
são apresentadas as modificações necessárias para simular a máquina operando sem uma
fase e a origem da pulsação no torque. Estas duas seções foram desenvolvidas durante o
mestrado.

2.2 Equações de Malha do Estator e do Rotor

Máquinas elétricas são dispositivos de conversão eletromecânica de energia. Por este
motivo, o modelo dinâmico destes dispositivos são divididos em duas partes. Uma parte
mecânica que estabelece as relações entre torques, acelerações e a inércia do sistema
e a outra parte elétrica que estabelece relações entre as correntes e tensões no rotor e
no estator da máquina. A iteração entre as duas partes é dada pela equação do torque.
A equação do torque é função das correntes que circulam pelo rotor e pelo estator da
máquina e também das indutâncias mútuas entre os dois. As indutâncias mútuas são
funções da posição angular entre o rotor e o estator. Diferente do modelo da máquina de
indução trifásica, o modelo da máquina pentafásica pode utilizar as harmônicas de ordem
superior no entreferro na composição do torque.

2.2.1 Equação de malha do Estator

A equação de malha para uma fase do estator da máquina de indução é dada por:

vks = Rksiks +
dΨks

dt
, k = 1, 2, 3, 4, 5 (1)

O subscrito k indica a fase e o subscrito s indica que a variável ou parâmetro são
referentes ao estator. A tensão de alimentação da fase k é dada por vks, a corrente que
circula pela fase k é iks e o fluxo concatenado nas bobinas da fase k é dada por Ψks. O
fluxo na fase k em função das correntes que circulam pelas N fases do rotor e pelas M
fases do estator é dado pela equação abaixo.

Ψks = Lδsiks +
M∑
n=1

Lsknins +
N∑
n=1

Lsrkn(θe)inr (2)

Sendo N o número de fases do rotor e M o número de fases do estator. Os subscritos
r indica que a variável pertence ao rotor e o subscrito s indica que a variável pertence
ao estator. As indutâncias do rotor possuem o sobrescrito r e as indutâncias do estator
possuem a sobrescrito s, o sobrescrito sr e o sobrescrito rs indica indutância mútua entre
o estator e o rotor. Sendo que uma indutância com o sobrescrito sr fornece o fluxo no
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estator devido a corrente que circula no rotor e a indutância com o sobrescrito rs fornece
o fluxo no rotor devido a corrente que circula no estator. O ângulo elétrico entre o rotor e
o estator é dado por θe e a relação deste com o ângulo mecânico θr é dado pela equação
abaixo, onde p representa o número de pares de polos.

θe = pθr (3)

O ângulo θe mede o ângulo de defasagem entre o eixo magnético da fase 1 do estator
e fase 1 do rotor.

A indutância entre duas fases do estator, k e w, é dada pela equação abaixo.

Lskw =
∞∑

h=1,3,5...

L̂shcos (γh(w − k)) (4)

γ =
2π

M
(5)

Esta equação é a série de Fourier da indutância e está baseada na descrição da distri-
buição da indução no entreferro também por meio da uma série de Fourier. A amplitude
máxima para cada harmônico é dada por L̂sh e o índice h do somatório indica a harmô-
nica. A indutância mútua Lsrkn entre uma fase k do estator e uma fase w do rotor é dada
pela seguinte equação:

Lsrkw(θe) =
∞∑

h=1,3,5...

L̂srmhcos (θeh− γh(k − 1) + εh(w − 1)) (6)

ε =
2πh

N
(7)

Esta equação é função do ângulo entre o rotor e o estator. À medida que o rotor vai
mudando sua posição relativa ao estator, o circuito magnético entre duas fases varia e
consequentemente a indutância entre as fases. O fluxo na fase k do estator dado pela
equação (2) pode ser reescrito utilizando (6) e (4) como segue:

Ψks = Lδsiks +
∞∑

h=1,3,5...

[
M∑
n=1

insL̂shcos (γh(n− k)) +

N∑
n=1

inrL̂
sr
mhcos (θeh− γh(k − 1) + εh(n− 1))

]
(8)

A derivada do fluxo na fase k é então dada por:

dΨks

dt
=Lδs

diks
dt

+
∞∑

h=1,3,5...

M∑
n=1

dins
dt

L̂shcos (γh(n− k)) +

∞∑
h=1,3,5...

N∑
n=1

dinr
dt

L̂srmhcos (θeh− γh(k − 1) + εh(n− 1))−

∞∑
h=1,3,5...

N∑
n=1

inrL̂
sr
mhωehsen (θeh− γh(k − 1) + εh(n− 1)) (9)

Substituindo esta equação em (1) obtêm-se a equação de malha para uma fase do estator.
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2.2.2 Equações de Malha do Rotor

A equação de malha para uma fase do rotor é dada por:

vkr = Rkrikr +
dΨkr

dt
, k = 1, 2, 3, 4, 5...N (10)

Para uma máquina com rotor do tipo gaiola de esquilo as tensões vkr são iguais à zero,
desta forma a equação (10) pode ser reescrita como segue:

0 = Rkrikr +
dΨkr

dt
, k = 1, 2, 3, 4, 5...N (11)

O fluxo concatenado com uma fase do rotor é dado pela seguinte equação:

Ψkr = Lδkirk +
N∑
n=1

Lrknirn +
M∑
n=1

Lrskn(θe)isn (12)

A indutância mútua entre duas fases do rotor, k e w, é dada pela seguinte equação:

Lrkw =
∞∑

h=1,3,5...

L̂rrhcos (εh(w − k)) (13)

O fluxo no rotor pode então ser reescrito como segue:

Ψkr =
∞∑

h=1,3,5...

[
N∑
n=1

inrL̂
r
rhcos (εh(n− k)) +

M∑
n=1

L̂rsmhcos (θeh− γh(k − 1) + εh(n− 1))

]
(14)

E a derivada do fluxo em uma fase do rotor é dada por:

dΨkr

dt
=Lδr

dikr
dt

+
∞∑

h=1,3,5...

N∑
n=1

dinr
dt

L̂rhcos (εh(n− k)) + (15)

∞∑
h=1,3,5...

M∑
n=1

dinr
dt

L̂rsmhcos (θeh− γh(k − 1) + εh(n− 1))−

∞∑
h=1,3,5...

M∑
n=1

inrL̂
rs
mhωehsen (θeh− γh(k − 1) + εh(n− 1)) (16)

Substituindo esta última equação em (11), obtém-se a equação de malha do rotor em fun-
ção das correntes do estator e do rotor. Existem várias alternativas para a escolha de N.
Muitos autores utilizam o mesmo número de fase no rotor e no estator, isso significa que
o rotor é substituído por um rotor equivalente que produz no entreferro a mesma compo-
nente fundamental do campo magnético. Quando se deseja incluir o efeito de harmônicos
de ordem superior o método sugerido em (PEREIRA et al., 2006) considera que cada
malha, formada por barras adjacentes do rotor, corresponde a uma fase. Esta abordagem
será utilizada também neste trabalho.
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2.3 Torque

A equação do torque é obtida utilizando o princípio da conservação da energia. A
forma como a equação é derivada, para máquinas trifásicas, pode ser encontrada em di-
versos livros (KRAUSE; WASYNCZUK; SUDHOFF, 2002; VAS, 1998; WHITE; WO-
ODSON, 1968). O procedimento para uma máquina pentafásica é análogo. A equação
(17) fornece o torque produzido pela máquina em função das correntes de fase do rotor e
do estator.

Te = p · [is]T
d[Lsrs (θ)]

dθe
[ir] (17)

Sendo p o número de pares de polos, [is] um vetor contendo as correntes de fase do
estator, [ir] um vetor contendo as correntes de fase do rotor e [Lsrs (θ)] uma matriz contendo
as indutâncias mútuas entre as fases do rotor e do estator. O sobrescrito T indica que o
vetor é transposto.

Esta equação, quando escrita segundo as variáveis de fase é bastante extensa. O vetor
[is] contém cinco variáveis enquanto o vetor [ir] contêm um número de variáveis igual
ao numero de fases do rotor. Considerando que o número de fases é igual ao número de
barras do rotor, então, este vetor pode ter dezenas de elementos. Para simplificar o modelo
emprega-se uma mudança de variáveis descrita na Seção 2.5.

2.4 Modelo Mecânico

A dinâmica da parte mecânica da máquina é modelada por um volante de inércia,
representando o rotor e um amortecimento que modela o atrito dos mancais e a ventilação
forçada utilizada na refrigeração da máquina. A Figura 10 ilustra o modelo da parte
mecânica da máquina.

Figura 10: Modelo mecânico.

Te, ωr

J

TL Bmθ̇r

A equação diferencial que modela a dinâmica deste sistema mecânico é:

Jθ̈r = −Bmθ̇r + Te − TL (18)

sendo J o momento de inércia, Bm o coeficiente de amortecimento viscoso, θr o ângulo
mecânico entre o rotor e o estator, Te o torque gerado pelo motor e TL o torque de carga.

2.5 Mudança de Base

O modelo como foi apresentado na seção anterior - em função das variáveis de fase - é
pouco utilizado, pois existe um forte acoplamento entre as variáveis do sistema. Fazendo
uso da matriz de Fourier é possível, através de uma transformação de similaridade, repre-
sentar o sistema utilizando um novo sistema de coordenadas. A máquina pentafásica pode
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ser representada por duas máquinas bifásicas. Duas matrizes de Fourier são utilizadas na
mudança de base do sistema, uma de ordem N × N e outra de ordem M ×M . No caso
da máquina pentafásica, M - o número de fases do estator - é igual a cinco e a matriz de
Fourier é a seguinte (PEREIRA et al., 2006; WHITE; WOODSON, 1968):

[Ts] =
1√
5


1 1 1 1 1
1 a a2 a3 a4

1 a2 a4 a6 a8

1 a3 a6 a9 a12

1 a4 a8 a12 a16

 (19)

a = ej
2π
5

Para o rotor a matriz utilizada na mudança de base é de ordem N × N pois o rotor
contém N fases. De forma genérica a matriz para o rotor pode ser escrita como segue:

[Tr] =
1√
N


1 1 1 ... 1
1 b1·1 b1·2 ... b1·(N−1)

1 b2·1 b2·2 ... b2·(N−1)

...
...

... . . .
1 bN ·1 bN ·2 b(N−1)·(N−1)

 (20)

b = e
j2π
N

Para realizar a mudança de coordenadas utilizando a matriz de Fourier é mais conve-
niente representar o sistema em espaço de estado. As equações de malha do rotor e do
estator (1) e (10) podem ser reescritas como segue:


v1s

v2s

v3s

v4s

v5s

 =


Rs 0 0 0 0
0 Rs 0 0 0
0 0 Rs 0 0
0 0 0 Rs 0
0 0 0 0 Rs



i1s
i2s
i3s
i4s
i5s

+


Ls11 Ls12 Ls13 Ls14 Ls15

Ls21 Ls22 Ls23 Ls24 Ls25

Ls31 Ls32 Ls33 Ls34 Ls35

Ls41 Ls42 Ls43 Ls44 Ls45

Ls51 Ls52 Ls53 Ls54 Ls55

 d

dt


i1s
i2s
i3s
i4s
i5s



+


Lsr11 ... Lsr1N
Lsr21 ... Lsr2N
Lsr31 ... Lsr3N
Lsr41 ... Lsr4N
Lsr51 ... Lsr5N

 d

dt


i1r

...

iNr

+ ωe
d

dθe


Lsr11 ... Lsr1N
Lsr21 ... Lsr2N
Lsr31 ... Lsr3N
Lsr41 ... Lsr4N
Lsr51 ... Lsr5N



i1r

...

iNr

 (21)

Como o rotor possui N fases, a dimensão da matriz das indutâncias mútuas foi deixada
em função de N. Neste modelo considera-se que cada duas barras adjacentes do rotor
correspondem a uma fase do rotor.
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v1r

...

vNr

 =



Rr −Rrb 0 0 0 ... −Rrb

−Rrb Rr −Rrb 0 0 ... 0
0 −Rrb Rr −Rrb 0 ... 0
0 0 −Rrb Rr −Rrb ... 0
...

...
...

...
...

−Rrb 0 0 0 ... −Rrb Rr




i1r

...

iNr

+


Lr11 Lr12 ... Lr1N
Lr21 Lr22

... . . . ...

LrN1 ... LrNN

 d
dt


i1r

...

iNr

+


Lrs11 Lrs12 Lrs13 Lrs14 Lrs15

Lrs21 Lrs22 Lrs23 Lrs24 Lrs25
...

...
...

...
...

LrsN1 LrsN2 LrsN3 LrsN4 LrsN5

 d
dt


i1s
i2s
i3s
i4s
i5s

+

ωe
d

dθe


Lrs11 Lrs12 Lrs13 Lrs14 Lrs15

Lrs21 Lrs22 Lrs23 Lrs24 Lrs25
...

...
...

...
...

LrsN1 LrsN2 LrsN3 LrsN4 LrsN5



i1s
i2s
i3s
i4s
i5s

 (22)

A matriz de Fourier, quando aplicada a um vetor de estados, resulta em outro vetor
de estados, onde cada estado corresponde a uma componente de sequência do estado
original. Usando como exemplo as tensões do estator, obtêm-se:

ṽ0

ṽ1

ṽ2

ṽ3

ṽ4

 =
1√
5


1 1 1 1 1
1 a a2 a3 a4

1 a2 a4 a6 a8

1 a3 a6 a9 a12

1 a4 a8 a12 a16



v1s

v2s

v3s

v4s

v5s

 (23)

Os estados são agora funções complexas do tempo, conhecidos como fasores de es-
paço. O subscrito 0 indica componente de sequência zero, os subscritos 1, 2, 3 e 4 indi-
cam componente de sequência 1, 2, 3 e 4, respectivamente. A segunda e a quinta linha da
matriz de Fourier são conjugadas complexos, o mesmo ocorre com a terceira e a quarta
linha da matriz. Como as correntes de fase são sempre valores reais, as componentes de
sequência três e quatro também serão conjugados complexos das componentes dois e um
respectivamente. Utilizando ∗ para indicar complexo conjugado, o vetor das componentes
de sequência pode ser reescrito como segue:

ṽ0

ṽ1

ṽ2

ṽ3

ṽ4

 =


ṽ0

ṽ1

ṽ∗3
ṽ3

ṽ∗1

 (24)

O modelo no novo sistema de coordenadas é obtido multiplicando as matrizes das
indutâncias e resistências, das equações(21) e (22) pelas matrizes de Fourier (19) e (20)
conforme apresentado abaixo.
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[ṽs] = [Ts][Rs][Ts]
−1 [̃is] + [Ts][Ls][Ts]

−1 [̃is] + [Ts][Lsr][Tr]
−1 d

[̃
ir
]

dt
+ ωe[Ts]

d [Lsr]

dθe
[Tr]

−1 [̃ir]

[ṽr] = [Tr][Rr][Tr]
−1 [̃ir] + [Tr][Lr][Tr]

−1 [̃ir] + [Tr][Lrs][Ts]
−1 d

[̃
is
]

dt
+ ωe[Tr]

d [Lrs]

dθe
[Ts]

−1 [̃is]

As matrizes no novo sistema de coordenadas são:

[R̃s] = [Ts][Rs][Ts]
−1

[R̃r] = [Tr][Rr][Tr]
−1

[L̃s] = [Ts][L
s][Ts]

−1

[L̃r] = [Tr][L
r][Tr]

−1

[L̃srr ] = [Ts][L
s][Tr]

−1

[L̃rsr ] = [Tr][L
r][Ts]

−1

d
[
L̃rs

]
dθe

= [Tr]
d [Lrs]

dθe
[Ts]

−1

d
[
L̃sr

]
dθe

= [Ts]
d [Lsr]

dθe
[Tr]

−1

A matriz das resistências do estator e a matriz das indutâncias próprias do estator se
tornam diagonais de ordem 5× 5, a matriz das resistências das barras do rotor e a matriz
das indutâncias próprias do rotor também são diagonais, porém de ordem N × N . As
matrizes das indutâncias mútuas não serão quadradas, serão matrizes de ordem 5 × N e
N × 5, cada linha destas matrizes corresponde aos coeficientes de uma componente de
sequência. Como as indutâncias diminuem rapidamente para componentes harmônicas
de alta ordem, apenas são consideradas as componentes fundamental e de 3◦ harmônica.
Com esta simplificação apenas são consideradas a onda fundamental e de terceiro harmô-
nico da indução no entreferro como consequência a matriz de indutâncias mútuas se torna
diagonal. Conforme é mostrado na sequência.

Equação de malha do estator no novo sistema de coordenadas são apresentadas nas
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equações (25).
ṽ0s

ṽ1s

v∗3s
ṽ3s

v∗1s

 =


R̃s 0 0 0 0

0 R̃s 0 0 0

0 0 R̃s 0 0

0 0 0 R̃s 0

0 0 0 0 R̃s



ĩ0s
ĩ1s
i∗3s
ĩ3s
i∗1s

+


L̃δ 0 0 0 0

0 L̃δ + L̃s1 0 0 0

0 0 L̃δ + L̃s3 0 0

0 0 0 L̃δ + L̃s3 0

0 0 0 0 L̃δ + L̃s1


d

dt


ĩ0s
ĩ1s
i∗3s
ĩ3s
i∗1s

+


0 0 0 0 0

0 L̃m1e
jθe 0 0 0

0 0 L̃m3e
−j3θe 0 0

0 0 0 L̃m3e
j3θe 0

0 0 0 0 L̃me
−jθe


d

dt


ĩ0r
ĩ1r
i∗3r
ĩ3r
i∗1r

+

jωe
d

dθe


0 0 0 0 0

0 L̃m1e
jθe 0 0 0

0 0 −3L̃m3e
−j3θe 0 0

0 0 0 3L̃m3e
j3θe 0

0 0 0 0 −L̃m1e
−jθe



ĩ0r
ĩ1r
i∗3r
ĩ3r
i∗1r

 (25)

Equação de malha do rotor no novo sistema de coordenadas é dada pela equação (26)
apresentada na sequência:

0
0
0
0
0

 =


R̃r 0 0 0 0

0 R̃r 0 0 0

0 0 R̃r 0 0

0 0 0 R̃r 0

0 0 0 0 R̃r



ĩ0r
ĩ1r
i∗3r
ĩ3r
i∗1r

+


L̃δ 0 0 0 0

0 L̃rr1 0 0 0

0 0 L̃rr3 0 0

0 0 0 L̃rr3 0

0 0 0 0 L̃rr1


d

dt


ĩ0r
ĩ1r
i∗3r
ĩ3r
i∗1r

+


0 0 0 0 0

0 L̃m1e
−jθe 0 0 0

0 0 L̃m3e
j3θe 0 0

0 0 0 L̃m3e
−j3θe 0

0 0 0 0 L̃m1e
jθe


d

dt


ĩ0s
ĩ1s
i∗3s
ĩ3s
i∗1s

+

jωe
d

dθe


0 0 0 0 0

0 −L̃m1e
−jθe 0 0 0

0 0 3L̃m3e
j3θe 0 0

0 0 0 −3L̃m3e
−j3θe 0

0 0 0 0 L̃m1e
jθe



ĩ0s
ĩ1s
i∗3s
ĩ3s
i∗1s

 (26)

Algumas considerações sobre o modelo no novo sistema de coordenadas devem ser
feitas. Começando com as equações de sequência zero do rotor e do estator. A corrente
de sequência zero do estator é zero, pois a máquina é ligada em estrela sem neutro. A
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corrente de sequência zero do rotor também é zero, pois é acoplada magneticamente com
a corrente de sequência zero do estator. A terceira e a quinta equação, do sistema de
equações (25), são o complexo conjugado da segunda e quarta equação do mesmo sistema
de equações e podem ser desprezadas uma vez que não adicionam informação ao sistema.
O mesmo acontece para o sistema de equações (26). Tendo em vista estas considerações,
o modelo do motor pentafásico pode ser reduzido ao conjunto de equações (27) e (28).[

ṽ1s

ṽ3s

]
=

[
R̃s 0

0 R̃s

] [
ĩ1s
ĩ3s

]
+

[
L̃δ + L̃s1 0

0 L̃δ + L̃s3

]
d

dt

[
ĩ1s
ĩ3s

]
+ (27)[

L̃m1e
jθe 0

0 L̃m3e
j3θe

]
d

dt

[
ĩ1r
ĩ3r

]
+ jωe

[
L̃m1e

jθe 0

0 3L̃m3e
j3θe

][
ĩ1r
ĩ3r

]

[
0
0

]
=

[
R̃r 0

0 R̃r

] [
ĩ1r
ĩ3r

]
+

[
L̃δ + L̃r1 0

0 L̃δ + L̃r3

]
d

dt

[
ĩ1r
ĩ3r

]
+ (28)[

L̃m1e
−jθe 0

0 L̃m3e
−j3θe

]
d

dt

[
ĩ1s
ĩ3s

]
− jωe

[
L̃m1e

−jθe 0

0 3L̃m3e
−j3θe

][
ĩ1s
ĩ3s

]
A relação entre as componentes das correntes e dos fluxos são dadas pelas equações

(29) e (30):

[
Ψ̃s1

Ψ̃r1

]
=

[
L̃s1 + L̃δs L̃m1e

jθe

L̃m1e
−jθe L̃s1 + L̃δs

][
ĩs1
ĩr1

]
(29)

[
Ψ̃s3

Ψ̃r3

]
=

[
L̃s3 + L̃δs L̃m3e

j3θe

L̃m3e
−j3θe L̃s3 + L̃δs

][
ĩs3
ĩr3

]
(30)

A equação do torque também pode ser reescrita na nova base (PEREIRA et al., 2006):

Te = pL̂mIm
{
ĩsĩ
∗
re
jωet
}

+ 3pL̂m3Im
{
ĩs3ĩ
∗
r3e

j3ωet
}

O operador Im indica que apenas a parte imaginária deve ser considerada.

2.6 Sistema de Referência

Ao comparar as equações de malha do sistema antes da mudança de base (21) e (22)
com as equações após a mudança de base (27) e (28), verifica-se que a transformada
tornou as equações mais simples. Entretanto, as indutâncias mútuas ainda são funções do
ângulo θe. Para eliminar esta dependência são definidas as variáveis auxiliares isr, i

s
r3, irs e

irs3 conforme segue:

ĩs1r = ĩr1e
jθe (31)

ĩsr3 = ĩr3e
j3θe (32)

ĩr1s = ĩs1e
−jθe (33)

ĩrs3 = ĩs3e
−j3θe (34)
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O sobrescrito s indica que a variável do rotor está referida ao estator e o sobrescrito
r indica que a variável do estator está referida ao rotor. Do ponto de vista geométrico,
multiplicar uma variável por uma exponencial complexa ejθ equivale a rotacionar a va-
riável de um ângulo θ em torno da origem do plano complexo ou a representar a variável
segundo um sistema de referência novo que faz um angulo θ com o sistema de referência
antigo. A exponencial complexa aparece nas equações como um operador de mudança de
referencial. A Figura abaixo ilustra as duas interpretações da multiplicação do valor com-
plexo pela exponencial complexa. Na Figura 11 (a) o numero complexo is é rotacionado
de θx radianos no sentido anti-horário após ser multiplicado por ejθx . Na Figura 11 (b)
a multiplicação por ejθx muda o sistema de coordenadas do número complexo is. A ori-
entação e sentido no plano complexo de is permanece o mesmo, entretanto o referencial
muda. A Figura 11 (c) mostra os dois referenciais.

Figura 11: Interpretações geométricas da multiplicação de um número complexo por ejθx .

Para mudar o sistema de referência, primeiro é necessário encontrar a relação entre
as derivadas das variáveis nos dois sistemas de coordenadas. Nas equações 35-38 estas
relações são apresentadas.

dĩr1
dt

=
d(̃isr1e

−jθe)

dt
=

dĩsr1
dt

e−jθe − jωejθe ĩsr1 (35)

dĩr3
dt

=
d(̃isr3e

−j3θe)

dt
=

dĩsr3
dt

e−j3θe − j3ωej3θe ĩsr3 (36)

dĩs1
dt

=
d(̃irs1e

jθe)

dt
=

dĩrs1
dt

ejθe + jωejθe ĩrs1 (37)

dĩs3
dt

=
d(̃irs3e

j3θe)

dt
=

dĩrs3
dt

ej3θe + j3ωej3θe ĩrs3 (38)

Para obter as equações de malha do rotor e do estator com todas as variáveis no refe-
rencial do estator, deve-se substituir (31),(32), (35) e (36) em (28) e (27). Após realizar
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estas substituições e agrupar as equações de malha do primeiro e terceiro harmônico, as
seguintes equações são obtidas:

[
ṽs
0

]
=

[
R̃s1 0

0 R̃r1

] [
ĩs1
ĩsr1

]
+

[
L̃δs + L̃s1 L̃m1

L̃m1 L̃δr + L̃r1

]
d

dt

[
ĩs1
ĩsr1

]
+ jωe

[
0 0

L̃m1 L̃δr + L̃r1

] [
ĩs1
ĩsr1

]
(39)

[
ṽs3
0

]
=

[
R̃s3 0

0 R̃r3

] [
ĩs3
ĩsr3

]
+

[
L̃δs + L̃s3 L̃m3

L̃m3 L̃δr3 + L̃r3

]
d

dt

[
ĩs3
ĩsr3

]
+ j3ωe

[
0 0

L̃m3 L̃δr3 + L̃r3

] [
ĩs3
ĩsr3

]
(40)

A relação entre as componentes das correntes e dos fluxos, quando as variáveis são
referidas ao estator, são dadas pelas equações (41) e (42):

[
Ψ̃s1

Ψ̃s
r1

]
=

[
L̃s1 + L̃δs L̃m1

L̃m1 L̃s1 + L̃δs

][
ĩs1
ĩsr1

]
(41)

[
Ψ̃s3

Ψ̃s
r3

]
=

[
L̃s3 + L̃δs L̃m3

L̃m3 L̃s3 + L̃δs3

][
ĩs3
ĩsr3

]
(42)

Caso se deseje obter o sistema de equações referido ao rotor, as variáveis do estator ṽs,
ṽs3, ĩs1 e ĩs3 devem ser substituídas por ṽrs , ṽ

r
s3, ĩrs1, ĩrs3 nas equações de malha (28) e (27).

Na síntese de controladores vetoriais são utilizados outros sistemas de referência. Para
obter um modelo genérico, que pode ser utilizado em qualquer referencial, as equações
de malha do motor (39) e (40) serão referidas a um referencial arbitrário x que gira a
velocidade angular ωx e faz um ângulo θx com o eixo real do plano complexo.

As variáveis do sistema neste novo referencial são:

ixs1 = is1e
−jθx (43)

ixs3 = is3e
−j3θx (44)

ixr1 = isr1e
j(θe−θx) (45)

ixr3 = isr3e
j3(θe−θx) (46)

E as relações entre as derivadas nos dois referenciais são:

dĩsr1
dt

=
d(̃ixr1e

j(θx−θe))

dt
=

dĩxr1
dt

ej(θx−θe) + j(ωx − ωe)ej(θx−θe)ĩxr1 (47)

dĩsr3
dt

=
d(̃ixr3e

j3(θx−θe))

dt
=

dĩxr3
dt

ej3(θx−θe) + j3(ωx − ωe)ej3(θx−θe)ĩxr3 (48)
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dĩs1
dt

=
d(̃ixs1e

jθx)

dt
=

dĩxs1
dt

ejθx + jωxe
jθx ĩxs1 (49)

dĩs3
dt

=
d(̃ixs3e

j3θx)

dt
=

dĩxs3
dt

ej3θx + j3ωxe
j3θx ĩxs3 (50)

Substituindo as equações (43)-(50) em (39) e (40) são obtidas as equações de malha do
motor num referencial arbitrário dadas por (51) e (52). Para mudar o sistema de referência
das equações (51) e (52) basta substituir θx e ωx pelo ângulo e velocidade angular do novo
sistema de coordenadas.

[
ṽxs
0

]
=

[
R̃s1 0

0 R̃r1

] [
ĩxs1
ĩxr1

]
+

[
L̃δs + L̃s1 L̃m1

L̃m1 L̃δr + L̃r1

]
d

dt

[
ĩxs1
ĩxr1

]
+[

jωx(L̃δx + L̃s1) jωx(L̃m1)

j(ωe − ωx)L̃m1 j(ωe − ωx)(L̃δr + L̃r1)

][
ĩxs1
ĩxr1

]
(51)

[
ṽxs3
0

]
=

[
R̃s3 0

0 R̃r3

] [
ĩxs3
ĩxr3

]
+

[
L̃δs3 + L̃s3 L̃m3

L̃m3 L̃δr3 + L̃r3

]
d

dt

[
ĩxs3
ĩxr3

]
+[

j3ωx(L̃δs1 + L̃s3) j3ωx(L̃m3)

j3(ωe − 3ωx)L̃m3 j3(ωe − 3ωx)(L̃δr3 + L̃r3)

] [
ĩxs3
ĩxr3

]
(52)

Caso se deseje utilizar os fluxos como variáveis ao invés das correntes pode-se utilizar
a relação entre as componentes das correntes e dos fluxos, dadas pelas equações (29) e
(30):

[
Ψ̃x
s1

Ψ̃x
r1

]
=

[
L̃s1 + L̃δs L̃m1

L̃m1 L̃s1 + L̃δs

][
ĩxs1
ĩxr1

]
(53)

[
Ψ̃x
s3

Ψ̃x
r3

]
=

[
L̃s3 + L̃δs L̃m3

L̃m3 L̃s3 + L̃δs

][
ĩxs3
ĩxr3

]
(54)

A equação do torque no referencial genérico é dada por:

Te = pL̃m1Im
{
ĩxs ĩ

x∗
r

}
+ 3pL̃m3Im

{
ĩxs3ĩ

x∗
r3

}
(55)

2.7 Modelo da máquina com falta

O modelo desenvolvido na seção anterior é capaz de representar o comportamento
da máquina em regime e durante os transitórios. Em situações onde uma falta impede
a passagem de corrente por uma fase, a tensão nesta mesma fase se torna uma variável
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de saída e não pode mais ser controlada. Para simular a máquina nestas condições pode-
se modificar o modelo, em variáveis de fase, retirando as equações referentes às fases
sob falta. Como o modelo em variáveis de fase é grande e difícil de ser manipulado
matematicamente, é preferível encontrar formas de analisar a falta utilizando o modelo
segundo as componentes de sequência.

A estratégia adotada para simular a máquina com falta foi de aumentar a resistência da
fase sob falta, o que equivale a adicionar uma resistência em série com a fase sob falta. A
corrente na fase é então diminuída a praticamente zero e a máquina passa a se comportar
como se estivesse sob falta.

Para obter o modelo sob falta em coordenadas de fase, modifica-se a matriz das resis-
tências na equação (21) aumentando o valor da resistência referente à fase que sofrerá a
falta, a seguir multiplica-se a matriz pela esquerda por (19) e pela direita pelo inverso de
(19), obtendo-se assim a matriz de resistência para o modelo utilizando fasores de espaço.

Figura 12: Falta em uma fase.

v1

v2

v
3

v 4

v5

Rfalta

Fonte Pentafásica Máquina Pentafásica

Para o caso onde a fase 1 é perdida, Figura 12, deve-se multiplicar a entrada a1,1 da
matriz de resistências por um valor k. Quanto maior o valor de k menor o valor da corrente
na fase e melhor a aproximação.

[Rs12345] =


kR1s 0 0 0 0

0 R2s 0 0 0
0 0 R3s 0 0
0 0 0 R4s 0
0 0 0 0 R5s

 (56)

Rs1 =Rs2 = Rs3 = Rs4 = Rs5 = Rs (57)

O próximo passo é multiplicar a matriz (56) pela esquerda por (19) e pela direita pela
inversa de (19).

[R̃s] = [T ][Rs12345][T−1] (58)

Considerando que as resistência das fases do estator R1s,R2s,R3s,R4s e R5s são iguais
a Rs, antes da falta, obtêm-se:
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[R̃s] =
Rs

5


(k + 4) (k − 1) (k − 1) (k − 1) (k − 1)
(k − 1) (k + 4) (k − 1) (k − 1) (k − 1)
(k − 1) (k − 1) (k + 4) (k − 1) (k − 1)
(k − 1) (k − 1) (k − 1) (k + 4) (k − 1)
(k − 1) (k − 1) (k − 1) (k − 1) (k + 4)

 (59)

Como a máquina é ligada em estrela e sem neutro a corrente de sequência zero será
sempre nula, desta forma a primeira coluna da matriz pode ser desprezada. As linhas três
e cinco não precisam ser consideradas, pois são redundantes. Considerando apenas as
linhas dois e quatro da matriz de resistências, as quedas de tensão nas devido à resistência
das fases e da resistência de falta podem ser obtidas como segue:

Para a sequência 1:[
∆vsd1

∆vsq1

]
=
Rs

5

[
2k + 3 0

0 5

] [
isd1

isq1

]
+
Rs

5

[
2k − 2 0

0 0

] [
isd3

isq3

]
(60)

Para a sequência 3:[
∆vds3
∆vqs3

]
=
Rs

5

[
2k − 2 0

0 5

] [
ids1
iqs1

]
+
Rs

5

[
2k + 3 0

0 5

] [
isd3

isq3

]
(61)

No caso de duas faltas em fases consecutivas, o procedimento é o mesmo. Em (62) as
fases 1 e 2 são usadas como exemplo.

[Rsabcde] =


kR1s 0 0 0 0

0 kR2s 0 0 0
0 0 R3s 0 0
0 0 0 R4s 0
0 0 0 0 R5s

 (62)

Após a transformação de similaridade, obtém-se a matriz de resistências conforme
segue:[
R̃s

]
=

R̃s

5


(2k + 3) (a4 + 1)(k − 1) (a3 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1) (a+ 1)(k − 1)

(a+ 1)(k − 1) (2k + 3) (a4 + 1)(k − 1) (a3 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1)
(a2 + 1)(k − 1) (a+ 1)(k − 1) (2k + 3) (a4 + 1)(k − 1) (a3 + 1)(k − 1)
(a3 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1) (a+ 1)(k − 1) (2k + 3) (a4 + 1)(k − 1)
(a4 + 1)(k − 1) (a3 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1) (a+ 1)(k − 1) (2k + 3)


(63)

a = ej
2
5
π

Retirando a primeira, terceira e quinta linha da matriz e a primeira coluna da mesma e
reescrevendo segundo as componentes de eixo direto e em quadratura. A queda de tensão
para a componente de sequência um é dada pela equação (64).[

∆vsd1

∆vsq1

]
=
Rs

5

[
(3k + 2) + (k − 1)cos(2α) (k − 1)sen(2α)

(k − 1)sen(2α) (2k + 3)− (k − 1)(1 + cos(2α))

] [
isd1

isq1

]
+

Rs(k − 1)

5

[
(2 + cos(4α) + cos(3α)) (sen(4α)− sen(3α))

(sen(4α) + sen(3α)) (cos(3α)− cos(4α))

] [
isd3

isq3

]
(64)
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α =
2π

5
(65)

E a queda de tensão para a componente de sequência três será então:[
∆vsd3

∆vsq3

]
=
Rs(k − 1)

5

[
2 + cos(2α) + cos(4α) sen(4α)− sen(2α)

sen(4α) + sen(2α) cos(2α)− cos(4α)

] [
isd1

isq1

]
+

Rs

5

[
(2k + 3) + (k − 1)(1 + cos(α)) (k − 1)sen(α)

(k − 1)sen(α) (2k + 3)− (k − 1)(1 + cos(α))

] [
isd3

isq3

]
(66)

Para o caso onde as duas fases não consecutivas, 1 e 3, sofram falta:

[Rsabcde] =


kR1s 0 0 0 0

0 R2s 0 0 0
0 0 kR3s 0 0
0 0 0 R4s 0
0 0 0 0 R5s

 (67)

Obtém-se:

[Rsdq] =

Rs

5


(2k + 3) (a3 + 1)(k − 1) (a1 + 1)(k − 1) (a4 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1)

(a2 + 1)(k − 1) (2k + 3) (a3 + 1)(k − 1) (a1 + 1)(k − 1) (a4 + 1)(k − 1)
(a4 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1) (2k + 3) (a3 + 1)(k − 1) (a1 + 1)(k − 1)
(a1 + 1)(k − 1) (a4 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1) (2k + 3) (a3 + 1)(k − 1)
(a3 + 1)(k − 1) (a1 + 1)(k − 1) (a4 + 1)(k − 1) (a2 + 1)(k − 1) (2k + 3)


(68)

E novamente, retirando as linhas e colunas referentes à componente de sequência zero
e as componentes conjugadas de primeiro e terceiro harmônico, obtém-se:[
∆vsd1

∆vsq1

]
=
Rs

5

[
(2k + 1) + (k − 1)(cos(4α) + 1) (k − 1)sen(4α)

(k − 1)sen(4α) (2k + 3)− (k − 1)(1 + cos(4α))

] [
isd1

isq1

]
+

Rs(k − 1)

5

[
cos(3α) + cos(α) + 2 sen(3α)− sen(α)
sen(3α) + sen(α) cos(α)− cos(3α)

] [
isd3

isq3

]
(69)

Para a componente de sequência três, obtém-se de forma similar:[
∆vds3
∆vqs3

]
=
Rs(k − 1)

5

[
2 + cos(4α) + cos(3α) sen(3α)− sen(4α)
sen(4α) + sen(3α) cos(4α)− cos(3α)

] [
ids
iqs

]
+

Rs

5

[
(2k + 3) + (k − 1)cos(2α) (k − 1)cos(2α)

(k − 1)cos(2α) (2k + 3)− (k − 1)(1 + cos(2α))

] [
isd3

isq3

]
(70)

De forma genérica, as equações (60),(61),(64),(66),(69) e (70) podem ser escritas con-
forme (71) e (72)[

∆vsd1

∆vsq1

]
=

[
Rsdd Rsdq
Rsqd Rsqq

] [
isd1

isq1

]
+

[
Rsdd3 Rsdq3
Rsqd3 Rsqq3

] [
isd3

isq3

]
(71)
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[
vsd3

vsq3

]
=

[
Rsd3d Rsd3q

Rsq3d Rsq3q

] [
isd1

isq1

]
+

[
Rsd3d3 Rsd3q3

Rsq3d3 Rsq3q3

] [
isd3

isq3

]
(72)

O modelo da máquina operando com falta pode ser escrito, segundo suas componentes
de eixo direto e em quadratura, como segue:


vsd1

vsq1
vsd3

vsq3

 =


Rsdd Rsdq Rsdd3 Rsdq3
Rsqd Rsqq Rsqd3 Rsqq3
Rsd3d Rsd3q Rsd3d3 Rsd3q3

Rsq3d Rsq3q Rsq3d3 Rsq3q3



isd1

isq1
isd3

isq3

+


Ψ̇sd

Ψ̇sq

Ψ̇sd3

Ψ̇sq3

 (73)


vrd
vrq
vrd3

vrq3

 =


Rr 0 0 0
0 Rr 0 0
0 0 Rr 0
0 0 0 Rr



ird
irq
ird3

irq3

+


Ψ̇rd

Ψ̇rq

Ψ̇rd3

Ψ̇rq3

+ ωr


−Ψrq

Ψrd

−Ψrq3

Ψrd3

 (74)

É importante ressaltar que após a falta a matriz de resistências do estator deixa de
ser diagonal e passa a existir um acoplamento entre as componentes de eixo direto e
em quadratura de sequência 1 e 3. Devido à simetria da máquina de indução, outras
configurações de falta, envolvendo uma ou duas fases podem ser analisadas utilizando as
mesmas matrizes de resistência desenvolvidas acima, bastando apenas alterar o referencial
das fases.

2.8 Pulsação de Torque

Nesta seção será analisada a origem da pulsação do torque quando a máquina de in-
dução opera em regime permanente senoidal. O torque produzido por uma máquina de
indução em função da corrente de sequência do estator, referida ao rotor e do fluxo do
rotor é dado por:

Te =
5

2
p
L̃m1

L̃r
Im
{
ĩr∗s ψ̃r

}
+

5

2
p

3L̃m3

L̃r3
Im
{
ĩr∗s3ψ̃s3

}
(75)

Para calcular do torque é necessário conhecer a corrente do estator e o fluxo do rotor
referidos ao rotor. Considerando que a máquina opera em regime permanente senoidal,
então as correntes no estator também serão senoidais e suas componentes de sequência
são dadas pelas equações:

ĩrs1 =

(
ej(wt−wrt) + ej(−wt−wrt)

2

)
Ids1 +

(
ej(wt−wrt) − ej(−wt−wrt)

2

)
Iqs1

ĩrs3 =

(
ej(wt−3wrt) + ej(−wt−3wrt)

2

)
Ids3 +

(
ej(wt−3wrt) − ej(−wt−3wrt)

2

)
Iqs3 (76)

Nestas equações, w é a velocidade angular da corrente do estator e wr é a velocidade
angular elétrica do rotor, os valores Ids, Iqs, Ids3 e Iqs3 são as amplitudes das componentes
direta e em quadratura do primeiro e do terceiro harmônico da corrente. A relação entre o
fluxo no rotor e a corrente no estator é obtida isolando a corrente do rotor em (53) e (54)
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e substituindo nas equações de malha do rotor, (51) e (52). Como resultado se obtém as
duas equações abaixo.

L̃r

R̃r

dΨ̃r

dt
+ Ψ̃r

1

L̃m1

= ĩrs1 (77)

L̃r3

R̃r3

dΨ̃r3

dt
+ Ψ̃r3

1

L̃m3

= ĩrs3 (78)

A resposta de uma equação diferencial ordinária a uma entrada senoidal é uma saída
senoidal de mesma frequência com amplitude e fase alteradas. Desta forma, as compo-
nentes de sequência 1 e 3 do fluxo do rotor podem ser escritas como segue:

Ψ̃r1 =

(
ej(wt−wrt+ϕ11) + ej(−wt−wrt+ϕ12)

2

)
Ids1k11

+

(
ej(wt−wrt+ϕ11) − ej(−wt−wrt+ϕ12)

2

)
Iqs1k12 (79)

Ψ̃r3 =

(
ej(wt−3wrt+ϕ31) + ej(−wt−3wrt+ϕ32)

2

)
Ids3k31

+

(
ej(wt−3wrt+ϕ31) − ej(−wt−3wrt+ϕ32)

2

)
Iqs3k32 (80)

Sendo k11, k12, k31 e k32 os ganhos da equação diferencial para entradas senoidais nas
frequências (w − wr), (−w − wr), (w − 3wr) e (−w − 3wr) e ϕ11, ϕ12, ϕ31 e ϕ32 são as
fases nas mesmas frequências. Utilizando as equações (77) e (78), e considerando que is
é senoidal obtém-se as seguintes expressões para k11, k12, k31, k32, ϕ11, ϕ12, ϕ31 e ϕ32.

k11 =

∣∣∣∣ (Rr/Lr)Lm
j(ω − ωr) +Rr/Lr

∣∣∣∣ (81)

k12 =

∣∣∣∣ (Rr/Lr3)Lm3

j(−ω − ωr) +Rr/Lr3

∣∣∣∣ (82)

ϕ11 = −arctg
(

(ω − ωr)
(Rr/Lr)

)
(83)

ϕ12 = −arctg
(

(−ω − ωr)
(Rr/Lr3)

)
(84)

k31 =

∣∣∣∣ (Rr/Lr)Lm
j(ω − 3ωr) +Rr/Lr

∣∣∣∣ (85)

k32 =

∣∣∣∣ (Rr/Lr3)Lm3

j(−ω − 3ωr) +Rr/Lr3

∣∣∣∣ (86)

ϕ31 = −arctg
(

(ω − 3ωr)

(Rr/Lr)

)
(87)

ϕ32 = −arctg
(

(−ω − 3ωr)

(Rr/Lr3)

)
(88)

Substituindo os fluxos e as correntes na equação do torque é obtida a equação do
torque em regime senoidal (89).
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Te1 = −5

2
p
L̃m1

L̃r1

[
k11

(
Ids1 + Iqs1

2

)2

sen(ϕ11) + k12

(
Ids1 − Iqs1

2

)2

sen(ϕ12)+

k11

(
I2
ds1 − I2

qs1

2

)
sen(2wt+ ϕ11) + k12

(
I2
ds1 − I2

qs1

2

)
sen(−2wt+ ϕ12)

]
(89)

Te3 = −5

2
p

3L̃m3

L̃r3

[
k31

(
Ids3 + Iqs3

2

)2

sen(ϕ31) + k32

(
Ids3 − Iqs3

2

)2

sen(ϕ32)+

k31

(
I2
ds3 − I2

qs3

2

)
sen(2wt+ ϕ31) + k32

(
I2
ds3 − I2

qs3

2

)
sen(−2wt+ ϕ32)

]
(90)

(91)

Esta equação demonstra que o torque possui componentes constantes e componentes
senoidais quando a máquina opera em regime permanente senoidal. Nos casos onde
Ids1 = Iqs1 e Ids3 = Iqs3 a componente senoidal do torque é nula. Em situações onde
a máquina é alimentada com tensões senoidais equilibradas e operam sem nenhuma falta
as componentes de eixo direto e em quadratura das correntes do estator possuem ampli-
tudes iguais em regime. A Figura abaixo mostra, a título de exemplo, o resultado de uma
simulação da máquina operando em regime permanente senoidal. Após 0,5 segundo uma
falta ocorre e a fase 1 é perdida. As correntes de sequência 1 e 3 ficam desequilibradas e
o torque se torna pulsante.

Figura 13: O torque e as componentes de fase da corrente do estator, antes e após a falta.
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Desta forma as estratégias de controle devem manter as amplitudes das correntes
iguais para suprimir a pulsação no torque. No capítulo que trata do controle escalar para a
máquina operando sem uma fase será demostrado a relação entre a tensão de alimentação
após a falta e o desequilíbrio nas correntes de sequência.

Neste capítulo, foi apresentado um modelo dinâmico para máquina pentafásica onde
são levadas em consideração as componentes de terceiro harmônico da indução. Foram
demostradas quais as modificações devem ser feitas de modo a permitir que se simule
a máquina com a perda de uma ou mais fases. A origem do torque pulsante quando a
máquina opera em regime foi demostrada, permitindo definir quais as medidas que uma
estratégia de controle deve tomar para garantir um torque constante.
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3 ESTRATÉGIAS DE CONTROLE SOB FALHA

Neste capítulo, serão apresentadas duas estratégias de controle para a máquina ope-
rando com falta. Primeiro será apresentado o controle vetorial bem como as modificações
que devem ser feitas para que o controle possa ser utilizado para acionar máquinas sem
uma ou duas fases. Depois será apresentado uma nova estratégia de controle escalar capaz
de reduzir significativamente a pulsação no torque da máquina quando a máquina opera
em regime permanente senoidal e sem uma fase. Também é apresentado um modelo di-
nâmico para a máquina operando sem uma fase, este modelo foi desenvolvido junto ao
controle escalar, durante o mestrado.

3.1 Controle por Orientação de Campo

O controle vetorial é empregado em situações onde rápidas respostas dinâmicas são
necessárias, pois permite variar rapidamente o torque produzido. A forma como o con-
trole por orientação de campo funciona pode ser melhor entendido fazendo uma analogia
com uma máquina de corrente contínua elementar. A força que atua sobre os condutores
da máquina elementar de dois polos, representada na Figura abaixo, é dada pela equação
(92).

Figura 14: Máquina CC elementar.

Te = −2| ~B|iaNlRsen(θ) (92)

Sendo | ~B| o módulo da indução magnética sobre os N condutores do rotor e ia a corrente
de armadura. O comprimento dos condutores é dado por l e R é à distância do eixo do
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rotor até os condutores. O ângulo θ é o ângulo entre o vetor ~B e o vetor normal à área
delimitada pelos condutores do rotor. O sentido deste vetor é obtido aplicando-se a regra
da mão direita às correntes que circulam pela armadura. A direção e o sentido de ~B e
de ia~n são análogos à direção e sentido dos fasores de espaço das correntes do rotor e
do estator da máquina de indução. Analisando a equação (92) conclui-se que o torque é
função da magnitude de ~B, de ia e do seno do ângulo θ. O ângulo θ é mantido próximo
de 90 graus pelo comutador mecânico da armadura, maximizando o torque gerado. Para
controlar o torque basta controlar a corrente de armadura ia ou variar a intensidade de
~B que é proporcional a ic. Em máquinas de indução o torque é dado pela equação (55),
reescrita abaixo considerando apenas o componente de sequência 1 da corrente do estator.

Te =
5

2
p
L̃m1

L̃r
Im
{
ĩrsψ̃
∗
r

}
=

5

2
p
L̃m1

L̃r
Im
{
|̃irs||ψ̃r|ej(θis−θΨr)

}
Te =

5

2
p
L̃m1

L̃r
|̃irs||ψ̃∗r |sen(θis − θΨr) (93)

Comparando esta equação com a equação do torque da máquina elementar CC verifica-se
que ambas são semelhantes. Entretanto, as características construtivas das máquinas fa-
zem com que o controle da máquina de indução seja mais complexo. Nas máquinas de
corrente contínua a correntes ia e a corrente ic, que controla o ~B, são facilmente contro-
ladas e o ângulo θ é mantido sempre próximo a 90 graus pelo comutador mecânico, ou
seja, não é uma variável. Em máquinas de indução as correntes do rotor são induzidas
de acordo com a diferença de velocidade entre o campo girante e a velocidade mecânica
do rotor, ou seja, o ângulo entre ĩs e Ψ̃r não é fixo. Em compensação as fases no estator
permitem variar a direção e sentido da componente de sequência da corrente do estator.
O controle vetorial compensa a falta do comutador mecânico controlando as correntes do
estator de forma a obter a intensidade do fluxo do rotor desejada e a manter um ângulo
ótimo entre as componentes de sequência da corrente do estator e do fluxo do rotor.

Para ilustrar o princípio do controle considere a máquina de indução da Figura 15. No
instante de tempo dado em (a) deseja-se aumentar o torque, o controle então estima Ψ̃r e
modifica a amplitude e fase da corrente ĩs conforme mostrado em (b), aumentado torque
rapidamente. A variação rápida da corrente do estator é possível pois as constantes de
tempo envolvidas são pequenas.
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Figura 15: Máquina AC.

(a) (b)

A amplitude do fluxo do rotor é mantida constante, pois sua dinâmica é lenta, ou
seja, leva-se muito tempo para que uma mudança na ĩs altere a magnitude de Ψ̃r. Esta
característica e as relações entre a corrente do estator e o fluxo do rotor que permite
estimar Ψ̃r e controlar sua magnitude são apresentadas na sequência.

Utilizando a equação de malha do rotor num referencial síncrono com o fluxo do rotor,
conhecido como sistema de campo orientado, são obtidas relações que permitem controlar
o fluxo no rotor e o torque de forma independente pela variação das componentes direta e
em quadratura da corrente de sequência 1 do estator. A orientação deste referencial deve
ser tal que o fluxo do rotor possua apenas componente de eixo direto, ou seja Ψe

dr = |Ψr|,
o sobrescrito e indica o referencial síncrono com o fluxo do rotor. Escrevendo as equações
de malha do rotor neste referencial e separando as parte real e imaginária, as seguintes
equações são obtidas:

0 = R̃r ĩ
e
rd1 +

dΨ̃e
rd1

dt
− j(we − wr)Ψ̃e

rq1 (94)

0 = R̃r ĩ
e
rq1 +

dΨ̃e
rq1

dt
+ j(we − wr)Ψ̃e

rd1 (95)

Utilizando (53) pode-se reescrever as equações de malha em função apenas do fluxo
no rotor e da corrente no estator:

0 =
R̃r

L̃r

(
Ψ̃e
rd1 − L̃m1ĩ

e
sd1

)
+

dΨ̃e
rd1

dt
− j(we − wr)Ψ̃e

rq1 (96)

0 =
R̃r

L̃r

(
Ψ̃e
rq1 − L̃m1ĩ

e
sq1

)
+

dΨ̃e
rq1

dt
+ j(we − wr)Ψ̃e

rd1 (97)

Como o componente Ψ̃e
qr é zero neste referencial, a primeira equação fornece a relação

entre o fluxo no rotor e a corrente no estator.

0 =
R̃r

L̃r

(
Ψ̃e
rd1 − L̃m1ĩ

e
sd1

)
+

dΨ̃e
rd1

dt
(98)
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Isolando o termo contendo ĩesd se obtêm:

ĩesd1 =
1

L̃m1

Ψ̃e
rd1 +

L̃r

L̃m1R̃r

dΨ̃e
rd1

dt
(99)

A equação (97), referente à componente em quadratura da equação de malha do rotor,
fornece a relação necessária para obtenção da velocidade do fluxo do rotor. Isolando
os termos contendo a componente em quadratura do fluxo do rotor obtém-se a seguinta
equação:

dΨ̃e
rq1

dt
+
R̃r

L̃r
Ψ̃e
rq1 =

R̃r

L̃r
L̃m1ĩ

e
sq1 − (we − wr)Ψ̃e

rd1

O primeiro membro desta equação deve ser zero no sistema de coordenadas síncronas.
Consequentemente, o segundo membro desta equação também deve ser zero. Assim a
velocidade do fluxo do rotor é calculada como segue:

ωs =
R̃r

L̃r
L̃m1

ĩesq1

Ψ̃e
rd1

− ωr (100)

Utilizando o valor de ωs calculado, a componente em quadratura do fluxo do rotor
tende a zero quanto t >> Lr

Rr
, consequentemente o ângulo θe, obtido quando se integra a

velocidade angular ωe, tende para o valor correto.
A equação do torque no sistema de campo orientado é dada pela equação (101).

Te1 = p
L̃m1

L̃r
(̃iesq1Ψ̃e

rd1) (101)

Desta forma pode-se concluir que, no referencial síncrono, a componente direta da
corrente do estator ĩesd1 controla o fluxo Ψ̃e

rd1, o qual é mantido constante devido a sua
dinâmica lenta, e a componente em quadratura ĩesq1 é utilizada para controlar o torque,
pois é diretamente proporcional ao mesmo. As equações para o modelo de sequência 3 são
obtidas da mesma forma resultando nas as seguintes relações apresentadas nas equações
(102)-(104).

ωs3 =
R̃r3

L̃r3
L̃m1

ĩe3sq3

Ψ̃e3
rd3

− 3ωr (102)

ĩe3sd3 = Ψ̃e3
rd3 +

1

L̃m3

L̃r3

R̃r3

dΨ̃e3
rd3

dt
(103)

Te3 = 3p
L̃m3

L̃r3
(̃ie3sq1Ψ̃e3

rd1) (104)

O funcionamento do controle vetorial é resumido no que segue. O erro entre a ve-
locidade de referência e a velocidade do eixo do rotor passa por um controlador PI que
fornece o valor de referência para ĩesq1. A dinâmica do fluxo do rotor é relativamente lenta
e o mesmo não varia muito com o ponto de operação da máquina, desta forma o valor
nominal geralmente é utilizado como referência. A relação entre ĩerd e Ψ̃rd é dada pela
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equação (99), calculando a transformada de Laplace da equação e reescrevendo em forma
de função de transferência se obtém:

Isd(s)

Ψrd(s)
=

L̃r
R̃r
s+ 1

L̃m1

(105)

Esta função não é realizável, pois possui mais zeros que polos, portanto utiliza-se a
seguinte relação em regime entre as variáveis:

ĩesd =
1

L̃m1

Ψ̃e
r (106)

Utilizando o valor de referência do fluxo do rotor e a equação acima se obtém o valor
de ids. As duas componentes da corrente ĩes são então transformadas para o referencial do
estator utilizando o ângulo θs que é obtido integrando-se a velocidade ωs, calculada com a
equação (100). Em seguida a inversa da matriz de Fourier é utilizada para transformar as
componentes de sequência da corrente do estator no referencial do estator, em correntes
de fase. A Figura 13 monstra o diagrama de blocos do controle de campo indireto quando
apenas a componente de sequência 1 das correntes do estator é utilizada. Para utilizar as
componentes de sequência 3, uma segunda malha de controle é necessária, no trabalho
(ZHENG et al., 2008) podem ser encontrados os detalhes de como utilizar as componentes
e sequência 3.

Figura 16: Diagrama de blocos do controle vetorial para a sequência 1.
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Esta técnica de orientação do campo é chamada de controle por orientação indireta do
campo, pois o fluxo do motor não é medido ou estimado. Se o fluxo do rotor for medido
ou estimado o controle passa a ser chamado de controle por orientação direta do fluxo.
A orientação direta permite adicionar uma malha de controle para a imposição do fluxo e
assim assegurar que o valor de referência do fluxo seja obtido

3.1.1 Controle vetorial com Falha de Uma ou Duas Fases

Quando ocorre a perda de uma ou duas fases ainda é possível controlar as componen-
tes ids e iqs da corrente, portanto ainda é possível utilizar o controle vetorial. As relações
entre o fluxo do rotor, sua velocidade angular e as correntes do estator, obtidas na seção
anterior, permanecem válidas, pois apenas a equação de malha do estator é afetada pela
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falta. Como a máquina possui cinco fases, mesmo com a perda de uma ou duas fases
ainda é possível impor as componentes ids e iqs. Entretanto, o mesmo não é válido para
as componentes de sequência 3. Quando uma falta ocorre ids3 ou iqs3 passam a ser com-
binações lineares das componentes de sequência 1. Nos casos onde as duas fases são
perdidas as duas componentes de sequência 3 deixam de ser controláveis. Para demostrar
esta limitação será utilizada a relação entre as correntes de fase e de sequência, definida
pela matriz de Fourier.

Quando a fase 1 é perdida i1s se torna zero, substituindo este valor em (107) resulta:
0
i2s
i3s
i4s
i5s

 =
1√
5


1 1 1 1 1
1 a−1 a−2 a−3 a−4

1 a−2 a−4 a−6 a−8

1 a−3 a−6 a−9 a−12

1 a−4 a−8 a−12 a−16



ĩ0s
ĩ1s
ĩ∗3s
ĩ3s
ĩ∗1s

 , a = ej
2π
5 (107)

O produto envolvendo a primeira linha da matriz fornece a seguinte relação:

i1s = 0 =
1√
5

(̃i0s + ĩ1s + ĩ∗3s + ĩ3s + ĩ∗1s) (108)

Reescrevendo as componentes de sequência segundo a parte real e imaginária, a equa-
ção é reescrita como segue:

0 =
1√
5

(is0 + ids1 + jiqs1 + ids3 − jiqs3 + ids3 + jiqs3 + ids1 − jiqs1) (109)

Somando os termos e considerando ĩs = 0, a seguinte relação é obtida:

ids1 =− ids3 (110)

Com este resultado se conclui que o controle não poderá impor um valor arbitrário
para a componente direta de sequência 3. Esta relação é alterada quando uma fase dife-
rente é perdida, por exemplo, no caso onde fase 2 sofre uma falta, a seguinte relação é
obtida:

i2s =0 =
1√
5

(̃i0s + ĩ1sa
−1 + ĩ∗3sa

−2 + ĩ3sa
−3 + ĩ∗1sa

−4) (111)

Reescrevendo a equação segundo as componentes real e imaginária se obtém:

ids3 =
sen
(

4π
5

)
iqs3 − sen

(
2π
5

)
iqs1 − cos

(
2π
5

)
ids1

cos
(

4π
5

) (112)

Neste caso pode-se escolher entre controlar ids3 ou iqs3. Com exceção da fase 1, para todas
as outras fases, quando ocorre uma falta, pode-se escolher entre a componente direta ou
em quadratura de sequência 3 como variável independente. As relações para as outras três
fases são as seguintes:

Quando a fase 3 é perdida:

ids3 =−
2 sen

(
2π
5

)
iqs3 + 2 sen

(
4π
5

)
ids1 + 2 cos

(
4π
5

)
ids1

2 cos
(

2π
5

) (113)
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Quando a fase 4 é perdida:

ids3 =
2 sen

(
2π
5

)
iqs3 + 2 sin

(
4π
5

)
iqs1 − 2 cos

(
4π
5

)
ids1

2 cos
(

2π
5

) (114)

Quando a fase 5 é perdida:

ids3 =
2 sen

(
4π
5

)
iqs3 − 2 sen

(
2π
5

)
iqs1 + 2 cos

(
2π
5

)
ids1

2 cos
(

4π
5

) (115)

Estas cinco restrições são equivalentes, uma vez que a escolha da fase é apenas ques-
tão do sistema referência. Pode-se mostrar a equivalência entre as restrições mudando o
sistema de referência das componentes de sequência. Por exemplo, se o sistema de refe-
rência for rotacionado de 72◦ a restrição quando a fase 2 é perdida fica idêntica à restrição
da fase 1. Reescrevendo a equação (112) e rotacionando as componentes de sequência 1
e 3 da corrente obtém-se:[

−cos(α) −sen(α)
] [cos(α) −sen(α)
sen(α) cos(α)

] [
ids
iqs

]
+

[
−cos(2α) sen(2α)

] [cos(3α) −sen(3α)
sen(3α) cos(3α)

] [
ids3
iqs3

]
= 0 (116)

Sendo α = 72◦, a equação acima pode ser simplificada e os termos rearranjados
resultam em:

id1 =− id3 (117)

Fica demonstrado assim a equivalência entre as restrições. Modificando-se o referen-
cial pode-se demostrar a mesma equivalência para os casos onde as fases 3, 4 e 5 são
perdidas.

Quando duas fases são perdidas, as duas componentes de sequência 3 se tornam va-
riáveis dependentes. No caso onde as fases 1 e 2 são perdidas as seguintes relações devem
ser satisfeitas:

i1s =0 =
1√
5

(̃i0s + ĩ1s + ĩ∗3s + ĩ3s + ĩ∗1s) (118)

i2s =0 =
1√
5

(̃i0s + ĩ1sa
−1 + ĩ∗3sa

−2 + ĩ3sa
−3 + ĩ∗1sa

−4) (119)

(120)

Resolvendo o sistema de equações acima, as seguintes relações entre as componentes
de sequência 1 e 3 aparecem:

ids3 =− ids1 (121)

iqs3 =
−2 sen

(
2π
5

)
iqs1 +

(
2 cos

(
4π
5

)
− 2 cos

(
2π
5

))
ids1

2 sen
(

4π
5

) (122)

Quando duas fases não consecutivas são perdidas, por exemplo, a fase 1 e a fase 3 a
seguintes equações devem ser satisfeitas:

i1s =0 =
1√
5

(̃i0s + ĩ1s + ĩ∗3s + ĩ3s + ĩ∗1s)

i3s =0 =
1√
5

(̃i0s + ĩ1sa
−2 + ĩ∗3sa

−4 + ĩ3sa
−6 + ĩ∗1sa

−8)
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Resolvendo as equações para ids3 e iqs3 resulta em:

ids3 =− ids1 (123)

iqs3 =−
2 sen

(
4π
5

)
iqs1 +

(
2 cos

(
4π
5

)
− 2 cos

(
2π
5

))
ids1

2 sen
(

2π
5

) (124)

Com estas equações é possível continuar controlando a máquina de indução penta-
fásica mesmo após uma ou duas faltas. As modificações no controle são mínimas. Ba-
sicamente deve-se usar como referência para as componentes de sequência 3 os valores
calculados com as equações acima. No caso de uma falta, uma das componentes ainda
pode ser imposta de forma arbitrária. Esta liberdade na escolha da componente indepen-
dente permite que um valor ótimo seja definido de forma a satisfazer algum critério de
desempenho. Geralmente deseja-se que as correntes de fase tenham amplitudes iguais ou
que as perdas Joule sejam as menores possíveis. Em (APSLEY, 2010) são obtidas expres-
sões que permitem calcular o valor ótimos para a componente controlável de sequência
3 como função das outras componentes da corrente no estator. No caso onde duas fases
são perdidas, não é possível controlar ids3 nem iqs3, pois estas duas componentes serão
combinações de ids1 e iqs1. Desta forma, o controle deve apenas gerar o sinal de referência
de acordo com as restrições impostas pela falta.

Segundo (APSLEY, 2010) para o caso onde a fase 1 é perdida, a componente isq3 deve
ser zero quando se deseja minimizar as perdas Joule no estator, ou deve ser igual a 23.6%
de isqs1 quando se deseja que todas as correntes de fase possuam a mesma amplitude em
regime. O controle então deve utilizar como valores de referência, para as componentes
de sequência 3 das correntes do estator, uma das duas opções abaixo.

ĩsds3 = −ĩsds1 (125)

ĩsqs3 = 0 (126)

Para mínima perda Joule no estator ou

ĩsds3 = −ĩsds1 (127)

ĩsqs3 = 0.236̃isqs1 (128)

para obter amplitudes iguais nas correntes de fase. O diagrama de blocos do controle,
contendo a modificação necessária para a operação após a falta é apresentado abaixo.

Figura 17: Diagrama de blocos do controle vetorial no caso de falha na fase 1.
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O bloco C3 corresponde às equações (125)-(126) ou as equações (127)-(128) no caso
da perda da fase 1, se a falta ocorrer em outra fase pode-se determinar a corrente ids3
utilizando uma das equações (112) - (115). O valor ótimo de iqs3 segundo os critérios de
desempenho citados acima pode ser encontrado em (APSLEY, 2010). Outra alternativa,
muito mais simples, é utilizar apenas as equações (125)-(126) e (127)-(128) para qualquer
falha envolvendo uma fase. Neste caso é necessário alterar a referência das fases. Por
exemplo, se a fase 2 é perdida então o valor de referência da corrente da fase 1 deve ser
utilizado como o valor de referência para a corrente da fase 2, o valor de referencia da
fase 2 deve ser utilizado como referencia da fase 3 e assim por diante. As Figuras 18, 19
e 20 ilustram melhor estas alterações.

Figura 18: Situação onde a fase "1"é perdida.

Figura 19: Modificação necessária nas correntes de referência para manter o mesmo con-
trole quando a fase "2"é perdida.

Figura 20: Modificação necessária nas correntes de referência para manter o mesmo con-
trole quando a fase "3"é perdida.
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Quando a falta ocorre em duas fases, o mesmo procedimento de troca das referências
das fases pode ser utilizado. No caso de perda de duas fases consecutivas as equações
(121) devem ser utilizadas e no caso de perda de duas fases não consecutivas as equa-
ções (123) devem ser utilizadas no cálculo dos valores de referência das componentes de
sequência 3.

No próximo capítulo serão apresentados resultados das simulações utilizando a estra-
tégia de controle apresentada aqui e o modelo do motor desenvolvido no Capítulo 3.

3.2 Controle Escalar

O controle escalar é muito utilizado em situações onde se necessita velocidade variá-
vel e a resposta transitória não precisa ser rápida. A principal vantagem deste método é
a simplicidade. Diferente do controle vetorial, o controle escalar pode ser empregado em
malha aberta e não necessita do conhecimento dos parâmetros da máquina de indução.
Devido às características do torque, para cargas próximas a nominal o escorregamento é
pequeno e consequentemente o erro de velocidade em regime também será.

O controle escalar controla a amplitude da tensão e a frequência de alimentação de
forma a manter a relação entre as duas, constante. Com isso se mantêm o fluxo constante
evitando saturação. O controle escalar não é indicado em aplicações onde se necessite
operar a velocidades baixas, pois nestas situações não basta manter a relação V/F cons-
tante para manter o fluxo constante.

O controle escalar pode continuar a ser feito após a ocorrência de uma falta, entre-
tanto, o desbalanceamento causado pela perda de uma fase não pode ser compensado sem
que exista algum tipo de realimentação. No capítulo sobre o modelo da máquina com falta
foi demostrado que a máquina operando em regime permanente senoidal produz torque
pulsante quando a amplitude das componentes de sequência 1 das correntes são diferen-
tes. Para que a máquina seja controlada com imposição de tensão é necessário definir
a relação entre as correntes e a tensão de alimentação durante a falta. Na seção sobre
o controle vetorial foram apresentadas as restrições na imposição das correntes devido à
perda de uma fase. Estas relações serão agora utilizadas para estabelecer a relação entre
as componentes de sequência da tensão e da corrente do estator após a falta.

As equações de malha para as componentes de eixo direto de sequência 1 e 3, antes
da falta, são:
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vsd1 = R̃sisd1 +
dΨsd1

dt

vsq1 = R̃sisq1 +
dΨsq1

dt

vsd3 = R̃sd3isd3 +
dΨsd3

dt

vsq3 = R̃sq3isq3 +
dΨsq3

dt

vsrd1 = R̃rird1 +
dΨrd1

dt
+ ωΨsq1

vsrq1 = R̃ri
s
rq1 +

dΨs
rq1

dt
− ωΨs

sd1

vsrd3 = R̃r3i
s
rd3 +

dΨs
rd3

dt
+ 3ωΨs

sq3

vsrq3 = R̃r3i
s
rq3 +

dΨs
rq3

dt
− 3ωΨs

sd3

As Figuras 21 a 24 representam o circuito de malha da máquina antes da falta.

Figura 21: Circuito equivalente da máquina para a componente de sequência 1 de eixo
direto.
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Figura 22: Circuito equivalente da máquina para a componente de sequência 1 de eixo
em quadratura.
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Figura 23: Circuito equivalente da máquina para a componente de sequência 3 de eixo
direto.
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Figura 24: Circuito equivalente da máquina para a componente de sequência 3 de eixo
em quadratura.
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Após a perda da fase 1 a seguinte relação é imposta:

isd1 = −isd3

Esta relação indica que passa a existir um acoplamento entre os circuitos de eixo direto
de sequência 1 e 3, após a falta. A equação de malha para o eixo direto pode ser então
reescrita como segue:

vsd1 − vsd3 = R̃sd1isd1 +
dΨsd1

dt
− R̃sd3isd3 −

dΨsd3

dt

Esta equação é obtida subtraindo-se a equação de malha do estator de sequência 3 da
equação de malha do estator de sequência 1. O circuito equivalente do estator é então
modificado pela falta como apresentado na Figura abaixo.
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Figura 25: Circuito equivalente após a falta.
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Substituindo isd3 por −isd1 na equação de malha do estator e considerando que a
máquina não é alimentada com tensão de sequência 3, vsd3 = 0, a equação de malha
passa a ser:

vsd1 = R̃sisd1 +
dΨsd1

dt
+ R̃sd3isd1 −

dΨsd3

dt
(129)

O circuito de malha para o eixo direto é alimentado apenas pela componente direta
de sequência 1 da tensão. A influência do circuito de sequência 3 passa a ser a queda de
tensão vds3 descrita na Figura abaixo.

Figura 26: Circuito equivalente quando a tensão isd3 não é imposta.
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Para melhor ilustrar esta interação entre as componentes de sequência 1 e 3 é apresen-
tado abaixo os resultados da simulação do modelo da máquina pentafásica, operando com
falta e com carga plena no eixo. Na Figura 27 pode ser vista a diferença nas amplitudes
das componentes, direta e em quadratura, das correntes de sequência.
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Figura 27: Correntes do estator de sequência quando a fase 1 é perdida.
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Esta diferença nas amplitudes é o que gera o torque pulsante, mas é a queda de tensão
vds3 que gera o desbalanço nas correntes. Na Figura 28 são demostradas as componentes
de sequência da tensão de alimentação da máquina após a falta - nos gráficos da esquerda
são mostradas ampliações. Pode ser visto que a tensão vds é ligeiramente menor que a
tensão vqs1 e que a diferença entre as amplitudes máxima das duas componentes é igual à
amplitude da componente vds3.

Figura 28: Diferença entre a amplitude das componentes de sequência vsd1, vsq1 e o au-
mento da componente vsd3 após a fase 1 ser perdida.
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Para eliminar a pulsação no torque é necessário aumentar a tensão vsd1 de forma a
compensar a queda de tensão vsd3. Caso a tensão vds3 seja obtida com base nas tensões de
fase medidas, então a tensão de alimentação, após a falta vsdfalta, necessária para anular a
pulsação no torque, é dada pela equação:

vsdfalta = vsd1 + vsd3 (130)
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Somando a tensão vds3 à tensão de alimentação vds1, os resultados mostrados nas
Figuras 29, 30, 31 são obtidos em simulação. O controle é aplicado após se passar 1
segundo.

Figura 29: Correntes do estator de sequência quando a fase 1 é perdida e o controle
aplicado em t=1s.
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Figura 30: Componentes de sequência da tensão do estator quando a fase 1 é perdida e o
controle aplicado em t=1s.
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Figura 31: Torque gerado quando a fase 1 é perdida e o controle aplicado em t=1s
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Ao analisar a Figura 31, verifica-se que o torque pulsante é praticamente anulado
quando a tensão vds3 é somada à tensão vds1. O principal problema é que a falta impede
a medição das tensões de fase da máquina, impossibilitando a obtenção da componente
vds3. Entretanto, se a indutância mútua entre o rotor e o estator, para o circuito de sequên-
cia 3, não for considerada, a tensão vds3 pode ser aproximada utilizando as correntes de
sequência do estator e a equação dada abaixo.

vsd3 ≈ R̃sisd3 + L̃s3
disd3

dt
(131)

O circuito equivalente da máquina pentafásica, para a componente de eixo direto,
quando feita esta simplificação, é apresentado na Figura abaixo.

Figura 32: Circuito equivalente da máquina pentafásica quando não é considerado o
acoplamento magnético entre o rotor e o estator por intermédio da indutância mútua de
sequência três.
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O erro na tensão vds3 será proporcional a derivada da corrente idr3. Embora a equação
(131) seja simples, calcular a derivada da corrente isd3 se torna um problema, pois a
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medição da corrente possui ruídos. Para contornar este problema, a derivada da corrente
é aproximada considerando que o sistema opera em regime senoidal. Considerando que a
corrente isd3 em regime é:

ids3 = Ids3 · cos(ωt) (132)

A derivada é dada por:

dids3
dt

= ωIds3 · cos
(
ωt+

π

2

)
(133)

Desta forma a derivada pode ser obtida multiplicando o sinal da corrente pela sua
frequência e adicionando uma fase igual a 90 graus. Como a frequência da corrente é
igual à frequência da tensão de alimentação o incremento de fase nas correntes pode ser
calculado com base na velocidade de referência. O diagrama de blocos do controle V/F
da máquina operando com falta em uma fase é mostrado na Figura a seguir.

Figura 33: Estratégia de controle escalar para a máquina operando sem um fase.
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Na Figura 28 é apresentada o diagrama de blocos da estratégia de controle proposta. O
ganho p significa número de pares de polos. O atraso de 90◦ na fase da corrente, necessária
para aproximar a derivada de isd3 é calculada pelo bloco de controle apresentado abaixo.

Este bloco recebe o valor da velocidade de referência multiplicada pelo número de
pares de polos da máquina e calcula o atraso temporal equivalente à fase de 90◦ com a
equação abaixo.

T0 =

(
2π

pωref

)
1

4
=

π

2pωref
(134)

O sinal da corrente é então atrasado, pelo bloco, por um período de tempo T0.
A seguir é apresentado o modelo da máquina pentafásica operando sem uma fase

baseada nos circuitos apresentados nesta seção. Com este modelo é possível simular a
máquina sem uma fase, entretanto para simulações onde se deseja simular a máquina
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no momento onde a fase é perdida o modelo apresentado no capítulo anterior é mais
indicado. As equações de malha do motor com falta e a relação entre o fluxo concatenado
e as componentes d e q das correntes de sequência são dadas pelas equações abaixo.

vsd1

vsq1
vrd1

vrq1
vsq3
vrd3

vrq3


=



2Rs 0 0 0 0 0 0
0 Rs 0 0 0 0 0
0 0 Rr 0 0 0 0
0 0 0 Rr 0 0 0
0 0 0 0 Rs 0 0
0 0 0 0 0 Rr 0
0 0 0 0 0 0 Rr





isd1

isq1
ird1

irq1
isq3
ird3

irq3


+
p

2
ωr



0
0

−Ψrq

Ψrd

0
−Ψrq3

Ψrd3


+



(L̃ss1 + L̃ss3) 0 L̃m1 0 0 −L̃m3 0

0 L̃ss1 0 L̃m1 0 0 0

L̃m1 0 L̃rr1 0 0 0 0

0 L̃m1 0 L̃rr1 0 0 0

0 0 0 0 L̃ss3 0 L̃m3

−L̃m3 0 0 0 0 L̃rr3 0

0 0 0 0 L̃m3 0 L̃rr3


∂

∂t



isd1

isq1
ird1

irq1
isq3
ird3

irq3


(135)



Ψsd1

Ψsq1

Ψrd1

Ψrq1

Ψsq3

Ψrd3

Ψrq3


=



(L̃ss1 + L̃ss3) 0 L̃m1 0 0 −L̃m3 0

0 L̃ss1 0 L̃m1 0 0 0

L̃m1 0 L̃rr1 0 0 0 0

0 L̃m1 0 L̃rr1 0 0 0

0 0 0 0 L̃ss3 0 L̃m3

−L̃m3 0 0 0 0 L̃rr3 0

0 0 0 0 L̃m3 0 L̃rr3





isd1

isq1
ird1

irq1
isq3
ird3

irq3


(136)

A equação do torque com a perda da fase 1 (137) é obtida substituindo a componente
de sequência isd3 por −isd1.

Te =pL̃m1(ird1isq1 − isd1urq1) + 3pL̃m3(ird3isq3 + isd1urq3) (137)

Utilizando este conjunto de equações para simular a máquina com falta se obtém os mes-
mos resultados obtidos com o modelo desenvolvido no capítulo sobre o modelo da má-
quina com falta. A desvantagem deste modelo é que não se pode simular a máquina com
mais de uma falta, por outro lado este modelo é mais estável matematicamente pois não
utiliza valores altos de resistência para impedir a passagem de corrente na sob falta.

3.3 Resumo

Neste capítulo, foram apresentadas duas estratégias de controle capazes de manter a
máquina operando, após a perda de uma fase, com mínima pulsação no torque.

Foi feita uma pequena revisão sobre os princípios do controle vetorial para depois
demostrar quais as modificações que devem ser feitas para que o controle possa controlar
uma máquina operando sem uma ou duas fases.

Foi demostrado qual a relação entre a tensão de alimentação e as correntes de fase
do estator. Esta relação foi utilizada na síntese do controle escalar e na obtenção de um



66

modelo para a máquina operando sem uma fase. Tanto o controle escalar quanto o modelo
foram desenvolvidos durante a dissertação. A única estratégia de controle escalar para
máquinas pentafásicas operando sem uma fase encontrada durante a revisão bibliográfica
foi a estratégia proposta em (MORSY et al., 2013). Esta estratégia mede as corrente de
fase do estator e calcula as componentes de sequência das correntes do estator. Com os
valores de isd1 e isq1 são calculados os valores de referência para isd3 e isq3 que garantem
que as correntes de fase tenham a mesma amplitude. Os erros entre as componentes isd3

e isq3 e o valor de referência passa por um controle ressonante que fornece o valor para
as componentes de sequência 3 das tensões de fase. O controle apresentado em (MORSY
et al., 2013) não possui nenhuma restrição quanto a amplitude das correntes de sequência
1 do estator. Os autores do artigo assumem que amplitudes de fase iguais são suficientes
para eliminar a pulsação no torque gerado. No controle proposto o modelo do motor
sob falta é utilizado para identificar as causas que levam as componentes de sequência
isd1 e isq1 a apresentarem amplitudes diferentes após a falta. É constatado que, após a
perda de uma fase, passa a existir um acoplamento entre os circuitos de malha do estator.
Este acoplamento adiciona uma queda de tensão ao circuito de malha da componente de
eixo direto de sequência 1. O controle proposto calcula esta queda de tensão e aumenta
a componente vsd1 da tensão para garantir que as componentes de sequência isd1 e isq1
tenham amplitudes iguais.

No próximo capítulo, serão apresentados os resultados das simulações e ensaios feitos
utilizando as duas estratégias de controle apresentadas neste capítulo.
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4 RESULTADOS DE SIMULAÇÕES E ENSAIOS

Neste capítulo, são apresentados os resultados das simulações feitas com o software
MATLAB/Simulink e os resultados dos ensaios realizadas no laboratório quando as es-
tratégias de controle apresentadas no capítulo anterior são utilizadas. Os dados de placa
e os parâmetros da máquina de indução são apresentados nas Tabelas 1 e 2. Estes são os
parâmetros da máquina disponível no laboratório.

Tabela 1: Dados de Placa da Máquina Pentafásica

Dados Valor
Potência 5,5 kW

η 90%
Fator de potência 0,79

Tensão de fase 220 Vrms
Corrente de fase 7,74 irms
Frequência (f ) 60 Hz

numero de pares de polos (p) 2
Número de ranhuras do estator 60
Número de ranhuras do rotor 44

Escorregamento nominal 2,56%
Velocidade nominal 1754 RPM

Tabela 2: Parâmetros da Máquina de Indução Pentafásica.

Parâmetro Sequência 1 Sequência 3
R̃s 1, 27 Ω 1, 27 Ω

R̃r 21, 58 µΩ 155, 88 µΩ

L̃δs 2, 924mH 2, 924mH
L̃s 125, 35mH 4, 428mH
L̃δr 72, 075nH 534, 163nH
L̃r 2, 935 µH 2, 935 µH
L̃m 600, 730 µH −102, 157 µH
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4.1 Resultados de Simulações

4.1.1 Controle Escalar

Para verificar se o controle escalar proposto é capaz de reduzir a pulsação no torque
foram realizadas simulações utilizando o modelo desenvolvido no Capítulo 2. O diagrama
de blocos do controle é apresentado na Figura 28. Na primeira simulação, o controle pro-
posto foi testado utilizando os valores nominais da máquina. Como o controle proposto
não realiza o controle da velocidade em malha fechada existirá um erro na velocidade, o
qual depende da carga. Os parâmetros do ensaio são apresentados na Tabela 3.

Tabela 3: Parâmetros da Simulação 1.

Parâmetro Valor
Tensão do barramento CC 620V
Velocidade de referência 188, 12rad/s

Torque de carga 30Nm

Na Figura 34 é apresentado o torque produzido pela máquina quando apenas o con-
trole tensão frequência tradicional é utilizado e o torque produzido quando o controle
proposto é utilizado. Sem o controle proposto a amplitude da oscilação no torque é de
15Nm, com o controle proposto a amplitude da oscilação diminuí para 4Nm ou seja,
uma redução de 73.3% na amplitude da oscilação.

Figura 34: Torque gerado pela máquina com o controle escalar tradicional (esquerda);
com o controle proposto (direita).
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Devido à inércia do rotor, a oscilação na velocidade é bem menor que a oscilação
no torque como pode ser visto na Figura 35. A estratégia de controle proposta, além
de reduzir a pulsação, ainda aumentou o valor médio do torque resultando num pequeno
aumento na velocidade do eixo.
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Figura 35: Velocidade sem controle proposto (esquerda) e com o controle proposto (di-
reita).
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As correntes de fase que circulam pelo estator da máquina são apresentadas na Figura
36. Pode ser observado que quando a máquina opera sem uma fase, com ou sem controle,
o valor das correntes ultrapassa o valor nominal que é de 7A (valor RMS) ou 9.9A (valor
de pico) e que as amplitudes das correntes após a falta, mesmo com o controle, não são
iguais. Como as amplitudes não são iguais o aumento da corrente de fase fica entre 35% e
50% dependendo da fase. Na prática o motor deve operar com cargas abaixo da nominal
para evitar danos aos enrolamentos devido ao aumento das perdas Joule no estator.

Figura 36: Correntes de fase do estator sem controle proposto (esquerda) e com o controle
proposto (direita).
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A ação do controle fica evidente ao observar as componentes de sequência das cor-
rentes do estator, apresentadas na Figura 37. Como foi demonstrado no Capítulo 3, uma
máquina pentafásica operando em regime permanente senoidal produz um torque pulsante
com duas vezes a frequência de alimentação quando as amplitudes das componentes de
eixo direto e em quadratura da corrente do estator possuem amplitudes diferentes.
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Figura 37: Componentes de sequência das correntes do estator, sem controle proposto
(esquerda) e com o controle proposto (direita).
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Quando o controle proposto não é utilizado a componente isq1 da corrente é maior
que a componente isd1 e o torque possui uma componente pulsante. Quando o controle é
utilizado, as componentes de sequência isd1, isq1 e isd3 passam a ter a mesma amplitude
enquanto que a componente isq3 praticamente não é alterada e permanece com um valor
muito pequeno. Como consequência a parcela do torque produzido pelas componentes
de sequência 1 da corrente do estator é praticamente constante. Já a parcela do torque
produzido pela componente de sequência 3 da corrente do estator é pulsante, mas como
Lm3 é menor que Lm1 o torque pulsante produzido é muito pequeno, cerca de −0, 11Nm.

As correntes que circulam pelo rotor após a falta são apresentadas na Figura 38, nela
é possível ver que a relação entre a amplitude das componentes ird1 e irq1 é praticamente
igual à relação das amplitudes das componentes de sequência 1, isd1 e isq1, enquanto que
a amplitude de ird3 é proporcionalmente muito menor que isd3. Isso acontece por dois
motivos, primeiro o circuito equivalente do rotor para as componentes 1 e 3 permanece
desacoplado após a falta, ou seja, não existe nenhuma restrição envolvendo ird3 e ird1.
O segundo motivo é que a indutância Lm3 é muito menor que Lm1, consequentemente a
componente de sequência 3 da tensão induzida no rotor é pequena assim como a compo-
nente de sequência 3 das correntes do rotor.
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Figura 38: Componentes de sequência das correntes do rotor, sem controle proposto (es-
querda) e com o controle proposto (direita).
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O torque apresentado na Figura 34 possui oscilações, isso acontece porque a máquina
foi simulada operando à velocidade nominal. Nesta situação o inversor de frequência
opera perto de seu limite máximo, ou seja, não é possível impor tensões muito mais
elevadas às fases da máquina. As oscilações no torque ocorreram, pois o ajuste feito pelo
controle nas tensões de fase ultrapassou o limite máximo de tensão que o inversor tem
capacidade de impor. Se o motor operar a uma velocidade inferior à velocidade nominal
ou a tensão do barramento CC for elevada, o controle poderá aumentar a tensão na fase
sem que ocorra qualquer tipo de saturação no nível da tensão. Para demostrar isso, uma
segunda simulação foi realizada. Nesta segunda simulação a potência de saída foi mantida
constante, mas a velocidade da máquina foi diminuída. Como consequência a tensão de
fase também foi diminuída e o controle pôde compensar a queda de tensão sem ultrapassar
o limite do barramento CC.

Tabela 4: Parâmetros da Simulação 2.

Parâmetro Valor
Tensão do barramento CC 620 V
Velocidade de referência 150 rad/s

Torque de carga 38 Nm

Na Figura 39 é apresentado o torque gerado pelo motor com e sem o controle proposto.
Percebe-se que a pulsação no torque é praticamente eliminada, diferente da primeira si-
mulação onde o torque apresenta uma oscilação de 4 Nm. Isso ocorre, pois para uma
velocidade de referência igual a nominal ou 188, 12 rad/s, a tensão de pico aplicada a
fase é de 311 V já para uma velocidade de 150 rad/s o controle aplica uma tensão de
pico de aproximadamente 248 V possibilitando ao controle compensar a tensão vsd1 sem
alcançar o limite do barramento CC.
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Figura 39: Torque gerado pela máquina com o controle escalar tradicional (esquerda);
com o controle proposto (direita).
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Como o torque gerado possui menos pulsação, a velocidade no eixo praticamente não
apresenta oscilações como pode ser visto na Figura 40.

Figura 40: Velocidade sem controle proposto (esquerda) e com o controle proposto (di-
reita).
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Para manter a potência inalterada com velocidade reduzida para 150 rad/s o torque
teve que ser aumentado de 30 Nm para 38 Nm. Como resultado a corrente de fase do
motor teve um grande aumento, como pode ser visto na Figura 41, duas fases sofreram
um aumento de quase 100% enquanto as outras duas tiveram um aumento próximo a 50%
na corrente de fase do estator. Este resultado demostra que após a perda de uma fase a
carga máxima que a máquina pode acionar deve ser limitada e não a potência.
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Figura 41: Correntes de fase do estator sem controle proposto (esquerda) e com o controle
proposto (direita). Para um torque de 38 Nm.
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Na Figura 42 são apresentadas as componentes de sequência das correntes de fase
antes e após a falta. O controle atua nas tensões de fase de forma a garantir que as
componentes isd1 e isq1 tenham amplitudes iguais.

Figura 42: Componentes de sequência das correntes do estator, sem controle proposto
(esquerda) e com o controle proposto (direita).
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Foram apresentados nesta seção os resultados das simulações quando o controle es-
calar proposto foi utilizado e para comparação foram apresentadas resultados das simula-
ções quando o controle tensão frequência tradicional é utilizado.

4.1.2 Controle Vetorial

Para testar a estratégia de controle vetorial foram feitas simulações utilizando os parâ-
metros apresentados na Tabela 5. Foram realizadas simulações utilizando os dois critérios
e desempenho para a escolha da componente isq3 da corrente. Os valores de tensão, cor-
rente, velocidade e torque, obtidos nas simulações, são apresentados lado a lado para
permitir uma melhor visualização das diferenças entre os dois critérios.
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Tabela 5: Parâmetros das Simulações 3 e 4.

Parâmetro Valor
Tensão do barramento CC 620 V
Velocidade de referência 188, 12 rad/s

Torque de carga 30 Nm
Ganho integral 1

Ganho proporcional 10
Banda de histerese do inversor de corrente 0, 1 A

As componentes de sequência 1 e 3 das correntes que circulam pelo estator são apre-
sentadas na Figura 43 e as correntes de fase do estator são apresentadas na Figura 44.
Pode-se ver que quando o critério de mínima perda é utilizado as correntes de fase do es-
tator ficam muito semelhantes às correntes de fase obtidas com o controle escalar proposto
apresentado na seção anterior. A Figura 43 mostra que os componentes de sequência isd1,
isq1 e isd3 impostas são iguais para os dois critérios de desempenho. A diferença está na
amplitude da componente isq3 que é diferente de zero quando o critério que garante am-
plitudes iguais é utilizado. Este resultado mostra que o torque gerado pela componente de
sequência 3 é muito pequeno e não chega a contribuir de forma significativa no torque re-
sultante, caso contrário deveria ser perceptível uma variação nas amplitudes das correntes
de sequência 1.

Figura 43: Componentes de sequência das correntes do estator utilizando o critério de
mínima perda Joule no estator (esquerda) e com o o critério de magnitudes iguais das
correntes de fase (direita).
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Figura 44: Correntes de fase do estator utilizando o critério de mínima perda Joule no
estator (esquerda) e com o o critério de magnitudes iguais das correntes de fase (direita).
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Embora os critérios de mínima perda Joule no estator e de mesma amplitude nas cor-
rentes de fase tenham sido derivados em vários trabalhos, nenhum autor se preocupou
ou citou o aumento das perdas no rotor da máquina. Na Figura 45 é mostrada as com-
ponentes de sequência 1 e 3 das correntes do rotor. É interessante notar o critério de
desempenho não parece influenciar as correntes no rotor. Para avaliar a variação nas per-
das Joule no rotor e no estator, foram feitas duas simulações com a máquina operando
com carga plena a velocidade nominal. Em cada uma das simulações um dos critérios
de desempenho foi utilizado. As perdas Joule no rotor e no estator foram calculadas e o
resultado é apresentado na Tabela 6.

Figura 45: Componentes de sequência das correntes do rotor utilizando o critério de
mínima perda Joule no estator (esquerda) e com o o critério de magnitudes iguais das
correntes de fase (direita).
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O torque gerado pela máquina é o mesmo com os dois critérios de desempenho. Pode-
se ver pequenos picos no torque que são causados pela banda de histerese da corrente. Se a
banda de histerese for diminuída os picos no torque também serão diminuídos. Na Figura
47 pode-se ver que a velocidade de referência é alcançada. O controle de velocidade é
feito com um controle do tipo PI, os parâmetros do controle PI são os mesmos para a
máquina operando com e sem falta.
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Figura 46: Torque gerado pela máquina quando o critério de mínima perda Joule no
estator é utilizado (esquerda) e com o o critério de magnitudes iguais das correntes de
fase (direita).
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Figura 47: Velocidade do eixo da máquina quando o critério de mínima perda Joule no
estator é utilizado (esquerda) e com o o critério de magnitudes iguais das correntes de fase
(direita).
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Tabela 6: Perdas Joule no Rotor e no Estator

Critério Estator Rotor Total
Máquina Saudável 370,0 W 93,1 W 463,9 W

Mínima Perda Joule 557,2 W (+50,6%) 104,3 W (+12,0%) 661,4 W (+42,6%)
Amplitudes Iguais 567,2 W (+53,31%) 104,7 W (+12,1%) 671,9 W (+44,9%)
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Os dados apresentados na Tabela 6 demostram que o aumento das perdas Joule no
estator e no rotor são praticamente iguais após a falta. Quando o critério de mínima
perda é utilizado as perdas Joule totais são apenas 2, 26% menores que as perdas totais
obtidas quando o critério, que garante amplitudes de fase iguais, é utilizado. É interessante
notar que as perdas no rotor praticamente não variam. Pode-se concluir que a escolha
de qual critério utilizar, para o cálculo da componente isq3, deve levar em consideração
outros fatores e não apenas as perdas Joule, pois a variação da mesma não é significativa
considerando a máquina avaliada.

4.1.2.1 Resposta Dinâmica do Controle Vetorial

Para verificar o desempenho dinâmico das estratégias de controle vetoriais foram fei-
tas três simulações. Na primeira simulação a máquina, operando sem uma fase, foi contro-
lada utilizando o critério que garante amplitudes iguais nas correntes de fase, na segunda
simulação foi utilizado o critério de mínima perda no cobre e na terceira simulação a má-
quina foi simulada sem nenhuma falta com o controle vetorial normal. Na Tabela 7 estão
os parâmetros utilizados na simulação.

Tabela 7: Parâmetros da Simulação 2.

Parâmetro Valor
Tensão do barramento CC 620V

Velocidade de referência inicial 10, 5rad/s(100RPM)
Velocidade de referência final 104, 7rad/s(1000RPM)

Torque de carga 15Nm
Ganho Integral 3, 2

Ganho Proporcional 3

Para calcular os ganhos integral e proporcional do controle PI de velocidade foi utili-
zado o modelo simplificado da máquina de indução. Os parâmetros não foram alterados
nos ensaios onde a máquina opera sem uma fase. Na Figura 48 é apresentada a resposta
dinâmica da máquina nas três situações. Pode-se ver que o desempenho da máquina ope-
rando com ou sem controle foi basicamente o mesmo.
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Figura 48: Resposta ao degrau da máquina utilizando o controle por orientação indireta
do campo (IFO) em 3 situações diferentes. caso sem falta, caso com falta e critério de
mínima perda e caso com falta e critério que garante amplitudes iguais às correntes de
fase.
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Na Figura 49 e na Figura 50 são apresentadas as correntes de fase e as componentes
de sequência das correntes de fase. Ao observar os gráficos constata-se que quando a
máquina opera sem uma fase, a amplitude máxima das correntes é maior. A amplitude
máxima da corrente fica próximo de 111A com o critério de amplitudes iguais, 103A com
o critério de mínima perda e 83A quando a máquina opera sem nenhuma falha.
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Figura 49: Correntes de fase do estator. (a) Critério de amplitudes Iguais; (b) Critério de
mínima perda; (c) Máquina saudável.
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Figura 50: Componentes de sequência das correntes de fase do estator. (a) Critério de
amplitudes Iguais; (b) Critério de mínima perda; (c) Máquina saudável.
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Na Figura 51 são apresentados os torques gerados pela máquina quando cada estraté-
gia de controle é utilizada. Percebe-se que durante o transitório a máquina operando com
falha apresenta uma maior oscilação no torque, independente do critério de desempenho
utilizado. Foi constatado que no período de tempo entre 2 e 2.1 segundos o erro entre o
ângulo do fluxo do rotor e o seu valor estimado, aumenta. Para verificar se esta é a causa
da oscilação, foi feita uma simulação onde foi utilizado o fluxo real da máquina para obter
o ângulo do fluxo do rotor. O resultado é apresentado da Figura 52.
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Figura 51: Torque gerado pela máquina.

1.9 2 2.1 2.2 2.3 2.4 2.5
0

50

100

150

200

250

tempo [s]

T
o

rq
u
e
 [
N

m
]

 

 

IFO amplitudes iguais IFO mínima perda IFO sem falta

Figura 52: Torque gerado pela máquina quando o ângulo do fluxo é utilizado para orientar
o campo e quando o campo é orientado com o ângulo estimado pelo método IFO.
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Pode-se ver que a magnitude do torque é alterada quando o erro na orientação do fluxo
é zero, entretanto a oscilação continua. Esta é uma limitação desta estratégia de controle,
que não é mencionada. Entretanto, como a duração dos transitórios é muito pequena, esta
oscilação não chega a influenciar na resposta da máquina.

4.2 Ensaios

Os ensaios foram realizados utilizando a plataforma disponível no laboratório LAS-
CAR. Esta plataforma permite testar estratégias de controle desenvolvidas utilizando o
software Simulink. As principais características da plataforma são a possibilidade de
aquisição e apresentação dos dados de corrente, velocidade e torque em tempo real e a in-
tegração com o ambiente Simulink. Mais detalhes sobre a plataforma podem ser obtidos
em (BENVENUTI, 2014).
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É importante fazer algumas ressalvas quanto aos resultados dos ensaios. Como a pla-
taforma de controle para a máquina pentafásica é nova, existem alguns problemas que
ainda devem ser solucionados e que afetam os resultados dos ensaios. O maior problema
está relacionado com a instrumentação e o controle das correntes. As sondas de corrente
da plataforma são superdimensionadas e consequentemente a resolução das correntes li-
das pelo conversor analógico digital é pequena. A corrente nominal da máquina é de 7A
e as sondas de corrente utilizadas estão dimensionadas para 100A. Como as correntes
medidas são realimentadas, o controle fica prejudicado pela baixa resolução das medidas.
A tensão máxima do barramento CC também é limitada pelo equipamento do laboratório.
Nos ensaios, a tensão do barramento CC foi limitada a 300V , ou seja, a tensão máxima
que pode ser aplicada a uma fase é de aproximadamente 150V .

Quando o controle vetorial é ensaiado outro problema apresentado pela plataforma é o
controle das correntes. Para controlar as correntes do estator utiliza-se o controle por his-
terese. Neste método, sempre que o erro entre a corrente de referência e a corrente medida
é maior que a banda de histerese, o controle é acionado, conectando a fase ao potencial
máximo disponibilizado pelo barramento CC ou ao terra. Como a rotina de controle roda
a uma velocidade de 5 kHz e a constante de tempo do circuito é baixa, a banda de his-
terese acaba sendo maior que a banda de histerese programada. A Figura 53 ilustra bem
este problema. A banda de histerese, utilizada pra controlar a corrente mostrada na Fi-
gura, é de 0, 1A entretanto pode-se ver que a corrente, que devia ser senoidal, possui uma
componente de alta frequência com amplitude elevada, muito superior a 0, 1A.

Figura 53: Corrente da fase 2 da máquina quando é feito o controle vetorial.
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Como resultado o erro na corrente imposta é muito maior que a banda da faixa de
histerese e o desempenho do controle fica bastante degradado.

4.2.1 Ensaio com Controle Escalar

A configuração e os parâmetros da plataforma para o ensaio da máquina operando
com controle escalar são apresentados na Tabela 8.

O controle foi implementado de forma idêntica a mostrada na Figura 28. Os resulta-
dos obtidos são apresentados abaixo. Para verificar a eficácia da estratégia proposta foi
realizado um ensaio com a máquina operando sem nenhum tipo de controle como base
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Tabela 8: Configuração utilizada nos ensaios.

Parâmetro Valor
Tensão do barramento CC 300 V
Velocidade de referência 1000 rpm

Torque de Carga 6 Nm

para comparação.

Na Figura 54 são apresentadas as correntes de sequência quando a máquina opera sem
uma fase e sem nenhum tipo de controle e na Figura 55 são apresentadas as correntes de
sequência do estator quando a máquina opera sem uma fase e com o controle proposto.
É possível verificar e o controle proposto conseguiu compensar, em parte, os efeitos da
perda de uma fase, pois as componentes de sequência 1 da corrente, isd1 e isq1, estão com
amplitudes muito próximas. A diferença entre as amplitudes das componentes isd1 e isq1
antes de o controle ser aplicado é de 2, 5A, com o controle a diferença diminui para 0, 6A.

Figura 54: Correntes de sequência 1 e 3 do estator quando a máquina opera com a estra-
tégia de controle escalar proposta.
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Figura 55: Correntes de sequência 1 e 3 do estator quando a máquina opera sem uma fase
e sem nenhuma estraégia de controle.

Figura 56: Torque produzido pela máquina quando a mesma opera com e sem controle.

Na Figura 56 é apresentado o torque produzido pela máquina quando a mesma opera
com e sem o controle escalar proposto. A diferença entre as amplitudes do torque gerado
pela máquina quando a mesma opera com e sem controle é de 2, 5Nm. Os resultados ob-
tidos nos ensaios mostram um desempenho inferior ao resultado simulado. Os principais
fatores que podem ter influenciado o ensaio são a baixa qualidade da leitura das correntes
e erros nos parâmetros da máquina.
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4.2.2 Ensaio do Controle Vetorial

Para testar o controle vetorial foram feitos ensaios utilizando os dois critérios de de-
sempenho para a escolha do valor de referência de isq3. Os parâmetros utilizados nos
ensaios são apresentados na Tabela 9.

Tabela 9: Configuração utilizada nos ensaios do controle IFO.

Parâmetro Valor
Tensão do barramento CC 300 V
Velocidade de referência 1800 rpm

Torque de Carga 6 Nm
Fluxo de referência do rotor 2, 08 mWb

Ganho Integral 1
Ganho Proporcional 2

No primeiro ensaio realizado foi utilizado o critério de mínima perda Joule. Na Figura
57 são apresentada as correntes do estator antes e depois de ser aplicado um filtro com
frequência de corte em 300Hz. A componente de alta frequência, observada nas correntes,
é devido ao problema com a banda de histerese, conforme já explicado.

Figura 57: Corrente de fase do estator sem filtro (esquerda) e com filtro (direita). Note
que existe uma diferença de fase devido ao filtro passa baixa utilizado.

0 0.5 1 1
0

0.5

1

1.5
i
1s

i
2s

i
3s

i
4s

i
5s

0.96 0.97 0.98 0.99 1
−15

−10

−5

0

5

10

15

I f
as

e

tempo
0.96 0.97 0.98 0.99 1

−15

−10

−5

0

5

10

15

I f
as

e

tempo

Na Figura 58 são apresentadas as componentes de sequência das correntes do estator.
No gráfico da esquerda são apresentadas as componentes calculadas utilizando as corren-
tes de fase antes das mesmas serem filtradas, no gráfico da direita são apresentadas as
componentes de sequência obtidas a partir das correntes de fase filtradas. Fica claro que
o controle não consegue manter as amplitudes das componentes isd1 e isq1 exatamente
iguais, consequentemente o torque gerado pela máquina não será constante. Na Figura
59 são apresentados no mesmo gráfico o valor de referência para a corrente da fase 2, e o
valor medido antes e depois de se filtrar as componentes harmônicas.
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Figura 58: Corrente de fase do estator com controle vetorial. Na esquerda a corrente
medida pela a dspace e na direita a corrente depois de ser filtrada as componentes de alta
frequência. A diferença de fase é devido ao filtro passa baixas.

9.97 9.98 9.99 10
−15

−10

−5

0

5

10

15
I s

eg

tempo

9.97 9.98 9.99
−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo

i
sd1

i
sq1

i
sd3

i
sq3

i
s0

0.96 0.97 0.98 0.99 1
−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo
0.96 0.97 0.98 0.99 1

−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo

A diferença entre o valor de referência e o valor imposto, mostrado na Figura 59, é
grande e consequentemente o desempenho do controle é afetado. O gráfico do torque
gerado é apresentado na Figura 60; na Figura 61 é apresentado o espectro de frequên-
cia do sinal do torque. Ao observar o gráfico do espectro do torque verifica-se que a
maior componente é a componente constante e que a pulsação observada na Figura 60
tem componentes nas frequências entre 120 e 150 Hz. Este é um resultado esperado, pois
a frequência das correntes de fase mostradas na Figura 57 é de 63Hz. Com estes resulta-
dos pode-se concluir que o controle não foi capaz de manter o torque livre de oscilações.
Para verificar o quanto do torque pulsante foi eliminado pelo controle um ensaio foi feito
com a máquina operando sem uma fase, com a mesma carga e a mesma velocidade, po-
rém sem nenhum controle. O espectro do torque gerado pela máquina, nestas condições,
é apresentado na Figura 62.

Figura 59: Valor de referência da corrente em azul; valor medido, em verde; valor medido
depois de ser filtrado, em vermelho.
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Figura 60: Torque medido com o torquímetro.
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Figura 61: Espectro do torque quando o controle é utilizado.
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Figura 62: Espectro do torque gerada quando nenhum controle é utilizado.
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Comparando a Figura 61 com a Figura 62 verifica-se que a amplitude das harmônicas
do sinal do torque, com frequência entre 120 e 150Hz, são de fato reduzidas quando
o controle vetorial é utilizado. A soma do módulo das harmônicas quando o controle é
utilizado é de 8.64Nm, quando não é utilizado controle a soma do módulo das harmônicas
é de 47, 3Nm.

Na Figura 63 é apresentada a velocidade do eixo da máquina. A velocidade de referên-
cia é de 188, 12 rad/s, percebe-se que o erro de velocidade é pequeno e o torque pulsante
não chega a afetar a velocidade da máquina. O erro médio quadrático da velocidade é de
0, 1 rad/s ou 1 rpm.

Figura 63: Velocidade no eixo da máquina.
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4.2.3 Ensaio do Controle Vetorial Utilizando o Critério que Garante Amplitudes
Iguais Para as Correntes de Fase

O mesmo ensaio foi realizado empregando o critério de desempenho que garante am-
plitudes iguais nas correntes de fase. Os parâmetros da simulação são os mesmos apre-
sentados na Tabela 9.
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Na Figura 64 são apresentadas as correntes de fase do estator. No gráfico da direita
pode-se ver que o controle não foi capaz de manter as amplitudes das fases exatamente
iguais. Isso ocorreu devido aos problemas com o controle por histerese da corrente. O
valor de referência para a corrente da fase 2 e a corrente medida na fase 2 são apresentados
na Figura 66. O erro entre o valor de referência e o valor medido é grande, chegando a
cerca de 4A para o valor de pico. As componentes de sequência isd1 e isq1, apresentadas
na Figura 65 também não possuem amplitudes iguais e consequentemente torque gerado
não possui oscilações.

Figura 64: Correntes de fase do estator. Para a condição descrita na Tabela 9.
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Figura 65: Componentes de sequência das correntes do estator. Para a condição descrita
na Tabela 9.

9.97 9.98 9.99 10
−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo

9.97 9.98 9.99
−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo

i
sd1

i
sq1

i
sd3

i
sq3

i
s0

9.97 9.98 9.99 10
−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo
9.97 9.98 9.99 10

−15

−10

−5

0

5

10

15

I s
eg

tempo



90

Figura 66: Valor de referência para a corrente da fase 2; valor medido e o valor medido
depois de ser filtrado.
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O torque gerado pela máquina é apresentado na Figura 69 e o espectro do torque é
apresentado na Figura 67. O espectro da máquina operando sem controle apresentado na
Figura 62 é repetido na Figura 68 para facilitar a comparação entre os espectros. Quando
a Figura 67 é comparada com a Figura 68 verifica-se que o controle realmente foi capaz de
diminuir a pulsação no torque. A soma dos módulos das harmônicas quando o controle
é utilizado é de 17, 24Nm, quando nenhum controle é utilizado a soma aumenta para
47, 3Nm.

Figura 67: Espectro do sinal de torque quando o controle é utilizado.
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Figura 68: Espectro do torque gerado quando nenhum controle é utilizado.
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Figura 69: Torque medido com o torquímetro.
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Na Figura 70 é apresentada a velocidade do eixo, pode-se ver que o erro na velocidade
é pequeno e que a pulsação no torque remanescente não chega a interferir na velocidade
da máquina. O erro médio quadrático na velocidade ficou menor que o erro obtido quando
o outro critério de desempenho foi utilizado, com um valor de 0.1 rad/s ou aproximada-
mente 0.1 rpm.



92

Figura 70: Velocidade no eixo da máquina.
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4.3 Resumo

Neste capítulo foram apresentados os resultados das simulações e ensaios realizados
utilizando as estratégias de controle vistas no Capítulo 4. Também foram feitas observa-
ções quanto aos resultados dos ensaios uma vez que existem alguns problemas que devem
ser resolvidos para que a plataforma disponível no laboratório LASCAR possa reproduzir
com mais fidelidade os resultados obtidos em simulação.
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5 CONCLUSÃO

Neste trabalho foram desenvolvidos dois modelos dinâmicos para a máquina de in-
dução pentafásica. Com o primeiro modelo é possível simular a máquina operando com
todas as fases, com a perda de uma fase, com a perda de duas fases adjacentes ou com a
perda de duas fases que não são adjacentes. Para simular a perda de uma fase é adicio-
nada em série com a fase em questão uma resistência de alto valor que força a corrente
que circula pela fase a assumir um valor muito baixo, praticamente zero. Este modelo se
mostrou adequado para a realização de simulações devido à facilidade com que diferentes
configurações de falta podem ser obtidas. O segundo modelo desenvolvido nesta disser-
tação não permite que a máquina seja simulada sem falta ou com falta em mais de uma
fase. Diferente do primeiro modelo, que utiliza resistências em série para simular a perda
de uma fase, este modelo foi desenvolvido baseado nas restrições impostas às componen-
tes de sequência 1 e 3 da corrente do estator quando uma fase é perdida. Este modelo
foi utilizado para estabelecer a relação entre as componentes de sequência da tensão de
alimentação e as componentes de sequência das correntes do estator após a falta. A re-
lação obtida foi utilizada na nova estratégia de controle escalar proposta. Esta estratégia
de controle utiliza as correntes de fase do estator para calcular qual o ajuste que deve ser
feito nas tensões de alimentação para eliminar a pulsação no torque.

Neste trabalho também foi feita uma breve revisão do o controle vetorial por orien-
tação indireta do campo. Foram definidas quais as modificações que devem ser feitas no
controle para que ele consiga acionar a máquina de indução quando a mesma opera sem
uma ou duas fases, de forma que a máquina permaneça funcionando, após a falta, sem
perturbações no torque gerado. As estratégias de controle apresentadas foram então testa-
das por meio de simulações e ensaios. As simulações mostraram que as duas estratégias
de controle conseguem anular o torque pulsante que surge devido à perda de uma fase.

O controle vetorial mostrou ser capaz fornecer rápida resposta dinâmica e também ter
a capacidade de rejeitar distúrbios e assim garantir erro zero na velocidade. O controle
escalar proposto utiliza a realimentação apenas para eliminar a pulsação no torque, o
controle de velocidade é feito em malha aberta e sendo assim a velocidade depende do
escorregamento. O escorregamento nominal da máquina é de 2, 6%, segundo os dados
de placa, quando a máquina opera sem uma fase e o controle escalar proposto é utilizado
o escorregamento obtido com a máquina operando a velocidade nominal e a plena carga
é um pouco maior, cerca de 3.1%. Este é um resultado previsível, pois é de se esperar
que o torque que a máquina é capaz de produzir diminua após a perda de uma fase. Foi
observado que, independente da estratégia de controle utilizada, o aumento nas correntes
de fase é maior que 38% quando a máquina opera sem uma fase. Quando a máquina opera
em regime as correntes de fase do estator, obtidas quando a máquina opera com o controle
escalar proposto, ficam iguais as correntes de fase obtidas quando a máquina é acionada



94

com o controle vetorial e é utilizado o critério de mínima perda Joule no estator. Nesta
situação foi observado que nas fases adjacentes à fase perdida as amplitudes das correntes
tiveram um aumento de 50% enquanto nas outras duas fases as amplitudes das correntes
foram de 38%. O aumento nas correntes foi de 39,5% quando foi utilizado o controle
vetorial e o critério de desempenho que garante amplitudes iguais para as correntes de
fase.

De uma maneira geral, as simulações demostraram que é possível manter a máquina
operando sem uma fase com praticamente nenhuma pulsação no torque. Entretanto, deve-
se destacar que o aumento nas correntes de fase é muito elevado e a máquina provavel-
mente não poderá ficar operando por longos períodos, sem uma fase, com carga plena.

Os ensaios realizados no laboratório foram prejudicados pelos problemas com o sis-
tema controle e medição das correntes. O controle escalar foi menos afetado, pois as
correntes medidas são utilizas para calcular as tensões de fase que devem ser impostas. O
controle vetorial, por outro lado, precisa impor as correntes no estator da máquina para
garantir que o campo seja orientado e o torque desejado seja gerado. Os resultados dos
ensaios mostraram que a baixa velocidade do laço de controle das correntes faz com que
a banda de histerese efetiva seja maior que a banda de histerese desejada. Nos ensaios o
controle foi configurado para que a banda de histerese fosse de 0, 1 A, mas ao verificar
as correntes medidas constatou-se que a banda de histerese real estava em torno de 2, 5 A
a 3 A. Como consequência o torque medido apresentou um grande conteúdo harmô-
nico sendo que as componentes com maior amplitude se situaram entre as frequências de
123 Hz até 150 Hz. Pulsações no torque com componentes nesta faixa de frequência são
esperados uma vez que a frequência da corrente do estator deve ser de 63Hz para manter a
máquina operando na velocidade de referência desejada. Para tirar informações úteis das
medidas de torque, um ensaio foi feito sob as mesmas condições, porém, sem nenhum
controle. O torque foi medido e o espectro de frequência foi calculado e comparado com
o espectro do toque obtido quando o motor operava com o controle vetorial. Foi possível
constar que embora o controle não apresentasse o desempenho ótimo obtido nas simula-
ções, a amplitude na pulsação do torque foi diminuída. Sendo assim não há motivos para
duvidar que sob condições ideais os resultados obtidos em ensaios possam apresentar um
desempenho mais próximo do desempenho obtido em simulações.

Resumidamente, pode-se dizer que, baseado nos resultados das simulações, o controle
vetorial permite que a máquina com falha tenha um desempenho muito próximo de uma
máquina saudável. Os dois critérios de desempenho, para a escolha da componente isq3
da corrente, fornecem resultados muito semelhantes em termos de desempenho e de per-
das. Sobre o controle escalar proposto pode-se dizer que o mesmo mostrou-se capaz de
diminuir a pulsação no torque mesmo com os problemas na instrumentação. O desem-
penho dinâmico da estratégia é inferior ao desempenho do controle escalar, entretanto é
necessário apenas o conhecimento de dois parâmetros da máquina - a resistência de fase
do estator e indutância de sequência do estator - para que o controle possa ser utilizado.

Os modelos desenvolvidos no trabalho também se mostraram bastante úteis, princi-
palmente devido ao fato de existirem poucas publicações onde o modelo da máquina com
falta é apresentado. Pode-se dizer que o modelo desenvolvido junto com o controle es-
calar proposto parece ter um grande potencial no estuda da máquina operando com falta
e na síntese de controladores. Os circuítos da máquina operando sem uma fase foram
desenvolvidos para estabelecer uma relação entre as componentes de sequência das ten-
sões e das correntes do estator. Esta relação é importante, pois permite realizar o controle
tensão frequência da máquina operando sem uma fase. Modelos para a máquina operando
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sem uma fase são difíceis de serem encontrados em artigos e geralmente são complexos
e difíceis de entender. O modelo desenvolvido no Capítulo 3 é simples e permite que as
relações entre as componentes de sequência das correntes e tensões do rotor e do estator
sejam obtidas de maneira muito fácil. O modelo apresentado em (KONG et al., 2014)
e em (PENG et al., 2011) utiliza uma transformação diferente da usual para obter um
modelo da máquina sem uma fase. As relações entre as componentes de sequência das
correntes antes da falta e das componentes de sequência após a falta não são as mesmas
devido a mudança na transformação utilizada. Isso torna difícil a utilização do modelo na
análise do comportamento da máquina.

5.1 Propostas para Trabalhos Futuros

No decorrer deste trabalho foi constatado que existem algumas áreas de grande im-
portância que receberam pouca atenção até o momento e merecem ser estudadas mais a
fundo, entre as quais pode-se citar:

• poucos trabalhos foram feitos na área de projeto e dimensionamento de máquinas
especialmente projetadas para funcionar sem uma fase. Um número considerável
de estudos foram feitos na área de controle de máquinas sob falta, mas parece que
poucos se preocupam em projetar uma máquina que seja capaz de seguir operando
com carga nominal indefinidamente após a perda de uma fase.

• estudos sobre o impacto da falta sobre as correntes do rotor e da indução no en-
treferro. Aparentemente nenhum autor se preocupa em estudar os efeitos da falta
sobre o rotor da máquina e embora alguns autores façam menção sobre a forma
da indução no entreferro parece existir muitos erros de conceito sobre o assunto, a
julgar pelo que esta disponível na bibliografia.

• a análise térmica da máquina operando sob falta.

Quanto à plataforma de desenvolvimento disponível no laboratório, as seguintes me-
lhoras são propostas:

• melhorar a instrumentação das correntes.

• adicionar um sistema que permita a medição das tensões de fase.

• adicionar um sistema que permita abrir uma fase da máquina utilizando a DSPACE.

• adicionar medidores de tensão para o barramento CC do inversor.
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