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RESUMO

Este trabalho avalia o desempenho de unidades eólicas considerando a saturação

das indutâncias dos enrolamentos de geradores de ímãs permanentes. Para isso, a má-

quina elétrica é modelada na referência dos eixos dq e os métodos experimentais para a

determinação dos seus parâmetros são também apresentados, mostrando a discrepância

entre os valores fixos das indutâncias tradicionalmente adotados, e os dados obtidos a

partir dos ensaios. A partir disso, as simulações computacionais permitem visualizar

as alterações que a saturação das indutâncias de eixo direto e em quadratura provocam

no funcionamento do gerador e na eficiência de extração por parte da turbina, quando

o algoritmo de rastreamento do ponto de máxima potência (MPPT) depende da in-

formação da velocidade do vento ou da rotação do eixo, como é o caso do controle de

torque ótimo (OTC).

Palavras-chave: Geradores síncronos de ímãs permanentes; turbinas eólicas; MPPT;

Saturação de indutâncias; OTC.



ABSTRACT

This work evaluates the performance of wind power units considering the satura-

tion of the inductances of the windings of permanent magnet generators. For this,

the electric machine is modeled in the reference of the axes dq and the experimental

methods for the determination of its parameters are also presented, showing the discre-

pancy between the fixed values of the traditionally adopted inductances, and the data

obtained experimentally. Based on that, the computer simulations allow to visualize

the changes that the saturation of the direct and quadrature axis inductances cause

in the generator operation and in the extraction efficiency by the turbine, when the

Maximum Power Point Tracking (MPPT) depends on wind speed or shaft rotation

information, as is the case with optimal torque control (OTC).

Keywords: Permanent magnet synchronous generators; wind turbines; Inductance

saturation; MPPT; OTC



SUMÁRIO

Sumário i

Lista de Figuras iv

Lista de Tabelas x

Lista de Símbolos xi

Glossário xiii

Capítulo 1 – Introdução 1

1.1 Considerações Iniciais . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1

1.2 Objetivos do trabalho . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 6

1.3 Organização do Trabalho . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 7

Capítulo 2 – Modelagem de gerador síncrono de ímãs permanentes 8

2.1 Princípios de funcionamento de geradores síncronos . . . . . . . . . . . 8

2.2 Modelagem matemática de geradores síncronos convencionais . . . . . . 12

2.2.1 Fluxos Concatenados . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 12

2.2.2 Indutâncias Próprias do Estator . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14

2.2.3 Indutâncias Mútuas do Estator . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15

2.2.4 Indutâncias Mútuas Entre Rotor e Estator . . . . . . . . . . . . 16

2.2.5 Indutâncias próprias e mútuas do rotor . . . . . . . . . . . . . . 16

2.2.6 Transformada de Park . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18

2.2.7 Indutâncias do estator em componentes dq0 . . . . . . . . . . . 20

2.2.8 Fluxos concatenados nos eixos dq0 . . . . . . . . . . . . . . . . 21

2.2.9 Tensões do Estator em Componentes dq0 . . . . . . . . . . . . . 22

2.2.10 Tensões do Rotor . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 22

2.2.11 Potência e Torque . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23

2.3 Equação de Movimento . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23



Sumário ii

2.4 Modelagem de geradores síncronos de ímãs permanentes . . . . . . . . 24

2.5 Circuitos Equivalentes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 26

2.6 Funcionamento em Regime Permanente . . . . . . . . . . . . . . . . . . 26

2.6.1 Modelo de Blondel . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 26

2.6.2 Modelo de Blondel Simplificado . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29

Capítulo 3 – Metodologia para determinação experimental de indutâncias
de geradores de ímãs permanentes 30

3.1 Determinação experimental das reatâcias de eixo direto (Xd) e em qua-
dratura (Xq) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 30

3.1.1 Reatância de eixo direto (Xd) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 31

3.1.1.1 Ensaio com carga puramente capacitiva (id > 0) . . . . 32

3.1.1.2 Ensaio com carga puramente indutiva (id < 0) . . . . . 32

3.1.2 Reatância de eixo em quadratura (Xq) . . . . . . . . . . . . . . 34

3.1.2.1 Determinação experimental da característica externa
com fator unitário (U(i)) . . . . . . . . . . . . . . . . 34

3.1.2.2 Algoritmo iterativo para determinação de Xq sem me-
dição do ângulo de carga (δ) . . . . . . . . . . . . . . . 36

3.2 Relação entre reatâncias e indutâncias síncronas . . . . . . . . . . . . . 38

3.3 Variações das indutâncias Ld e Lq devido à saturação e efeito de cross
saturation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 39

Capítulo 4 – Modelagem e Implementação Computacional 41

4.1 Modelagem da turbina eólica . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 41

4.2 Fundamentos e Principais Métodos de Rastreamento do Ponto de Má-
xima Potência . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 43

4.3 Modelagem do PMSG considerando a saturação de Ld e Lq . . . . . . . 47

4.4 Sistema de conversão de energia eólica . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52

4.5 Implementação de MPPT por controle de torque ótimo (OTC) . . . . . 55

4.6 Discussão sobre os impactos da saturação das indutâncias Ld e Lq no
controle de GSIPs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57

Capítulo 5 – Apresentação de Resultados 60

5.1 Funcionamento dos modelos de GSIP com indutâncias constantes e va-
riáveis conectados diretamente à carga, operando sem sistema de controle 60

5.2 Funcionamento do modelos de GSIP com indutâncias variáveis conec-
tado ao sistema de conversão, operando com e sem controle MPPT . . 66

5.3 Comparação do MPPT nos modelos de GSIP com e sem saturação de
Ld e Lq . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 71



Sumário iii

Capítulo 6 – Conclusões e Trabalhos Futuros 78

6.1 Sugestões para Estudos Futuros . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79

Referências Bibliográficas 80

Apêndice A – Metodologias para determinação experimental de parâmen-
tros de geradores síncronos de ímãs permanentes 84

A.1 Determinação experimental da resistência do estator (RS) . . . . . . . . 84

A.1.1 Correção do efeito da temperatura . . . . . . . . . . . . . . . . 86

A.1.2 Correção do efeito pelicular . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 87

A.2 Determinação experimental da curva de tensão em vazio (E0) . . . . . . 88

A.3 Determinação experimental do número de polos do rotor (P ) . . . . . . 89

A.4 Determinação experimental do fluxo magnético do rotor (ΨPM) . . . . 89



LISTA DE FIGURAS

1.1 Nova capacidade de geração eólica instalada por ano, em GW (LEE;

ZHAO, 2021) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2

1.2 Nova capacidade de geração eólica instalada em 2020, em GW. Tradu-

zido de (LEE; ZHAO, 2021) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 2

1.3 Matriz elétrica brasileira em 2021 (ABEEÓLICA, 2021) . . . . . . . . . 2

2.1 Tensão induzida no terminal de uma bobina. Adaptado de (KUNDUR,

1994) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 9

2.2 Representação dos sentidos dos fluxos concatenados, correntes e tensões

no estator do gerador. Adaptado de (KUNDUR, 1994) . . . . . . . . . 10

2.3 Representação simplificada de gerador com rotor cilíndrico de polos

(FITZGERALD et al., 2003): (a) salientes ; (b) lisos. . . . . . . . . . . 10

2.4 Representação dos enrolamentos do GSIP (VÁSQUEZ, 2014) . . . . . . 12

2.5 Variação da indutância própria da fase A ao longo do tempo com a

variação da posição angular do rotor. Adaptado de (KUNDUR, 1994) . 15

2.6 Fluxos magnéticos nos eixos d e q. Adaptado de (BLONDEL, 1913) . . 18

2.7 Eixos d, q e 0. Adaptado de (VÁSQUEZ, 2014) . . . . . . . . . . . . . 21

2.8 Circuito equivalente do eixo d. Adaptado de (WU et al., 2011) . . . . . 26

2.9 Circuito equivalente do eixo q. Adaptado de (WU et al., 2011) . . . . . 26

2.10 Diagrama de Blondel de um gerador sobreexcitado. Adaptado de (FER-

REIRA, 2000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 28



Lista de Figuras v

2.11 Diagrama do modelo simplificado de Blondel de um gerador sobreexci-

tado. Adaptado de (FERREIRA, 2000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29

3.1 Diagrama fasorial do PMSG alimentando uma carga puramente capaci-

tiva. Adaptado de (FERREIRA, 2000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32

3.2 Diagrama fasorial do PMSG alimentando uma carga puramente indu-

tiva. Adaptado de (FERREIRA, 2000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 32

3.3 Curvas de variação de Xd em função de id obtidas em (FERREIRA, 2000) 34

3.4 Curva de característica externa para fator de potência unitário obtida

em (FERREIRA, 2000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35

3.5 Diagrama do modelo simplificado de Blondel para o gerador operando

com fator de potência unitário. Adaptado de (FERREIRA, 2000) . . . 35

3.6 Fluxograma para implementação do algoritmo para cálculo de Xq, sem

necessidade de medição de δ a partir de U(i) . . . . . . . . . . . . . . 37

3.7 Curva de variação de Xq em função de iq obtida em (FERREIRA, 2000) 38

3.8 Análise de distribuição de fluxo magnético do rotor utilizando análise de

MEF obtida em (CHEN et al., 2005). (i) Rotor com ímãs montados na

superfície: (a) circuito aberto; (b) id nominal; (c) iq nominal; (ii) Rotor

com ímãs embutidos no interior: (a) circuito aberto; (b) id nominal; (c)

iq nominal. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 40

4.1 Cp em função de λ, para β = 0 . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 42

4.2 Potência mecânica extraída pela turbina para diferentes velocidades de

vento, em função da velocidade do rotor . . . . . . . . . . . . . . . . . 43

4.3 Regiões de operação de um aerogerador. Adaptado de (WU et al., 2011) 44

4.4 Algoritmo de MPPT por método P&O. Adaptado de (LAHFAOUI et

al., 2016) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 45

4.5 Representação simplificada de sistema de conversão com MPPT por mé-

todo de ótimo TSR. Adaptado de (WU et al., 2011) . . . . . . . . . . . 46



Lista de Figuras vi

4.6 Representação simplificada de sistema de conversão com MPPT por mé-

todo de OTC. Adaptado de (WU et al., 2011) . . . . . . . . . . . . . . 46

4.7 Diagrama de blocos para simulação computacional do GSIP, tendo as

tensões ed e eq como variáveis de entrada do modelo. Adaptado de (WU

et al., 2011) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 48

4.8 Diagrama de blocos para simulação computacional do GSIP, tendo as

tensões ed e eq como variáveis de saída do modelo. . . . . . . . . . . . . 49

4.9 Tensões de eixo direto e em quadratura para o modelo do GSIP como

fonte de corrente (vd, vq) e como fonte de tensão (v′d, v′q) . . . . . . . . . 50

4.10 Correntes de eixo direto e em quadratura para o modelo do GSIP como

fonte de corrente (id, iq) e como fonte de tensão (i′d, i′q) . . . . . . . . . . 50

4.11 Potência elétrica para o modelo do GSIP como fonte de corrente (Pel)

e como fonte de tensão (Pel′) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 50

4.12 Bloco para cálculo de Ld(id), equações (3.17), (3.18) . . . . . . . . . . . 51

4.13 Bloco para cálculo de Lq(iq), equação (3.19) . . . . . . . . . . . . . . . 51

4.14 Diagrama de blocos para simulação computacional do GSIP, tendo as

tensões ed e eq como variáveis de saída do modelo, considerando Ld(id)

e Lq(iq) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52

4.15 Representação simplificada de um aerogerador com GSIP e conversor

back-to-back. Adaptado de (YANG et al., 2012) . . . . . . . . . . . . . 53

4.16 Representação simplificada de um aerogerador com GSIP retificador de

diodos e conversor boost. Adaptado de (YANG et al., 2012) . . . . . . 53

4.17 Tensão DC na saída do Boost e tensão alternada na saída do gerador . 54

4.18 Controle de boost em malha fechada . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 55

4.19 Característica de Torque x velocidade do rotor da turbina, para diferen-

tes velocidades de vento, e curva de torque ótimo. . . . . . . . . . . . . 56

4.20 Implementação de controle de MPPT por OTC . . . . . . . . . . . . . 57



Lista de Figuras vii

4.21 Esquema de controle de MPPT por OTC associado à controle de MPTA.

Traduzido de (ZARKOV; DEMIRKOV, 2017) . . . . . . . . . . . . . . 59

5.1 Diagrama de blocos para simulação computacional de um GSIP, tendo

tensão como variável de saída, operando isoladamente e conectado dire-

tamente à carga . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61

5.2 Curva de variação da velocidade do vento ao longo do tempo na simulação 62

5.3 Curva de variação da carga ao longo do tempo na simulação . . . . . . 62

5.4 (a) Indutância de eixo direto, para o modelo de GSIP com indutâncias

constantes (Ld) e variáveis (Ld”); (b) Erro percentual entre Ld e Ld”. . 63

5.5 (a) Indutância de eixo em quadratura, para o modelo de GSIP com

indutâncias constantes (Lq) e variáveis (Lq”); (b) Erro percentual entre

Lq e Lq”. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63

5.6 (a) Tensão de eixo direto, para o modelo de GSIP com indutâncias cons-

tantes (ed) e variáveis (ed”); (b) Erro percentual entre ed e ed”. . . . . . 64

5.7 (a) Tensão de eixo em quadratura, para o modelo de GSIP com indu-

tâncias constantes (eq) e variáveis (eq”); (b) Erro percentual entre eq e

eq”. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 64

5.8 (a) Corrente de eixo direto, para o modelo de GSIP com indutâncias

constantes (id) e variáveis (id”); (b) Erro percentual entre id e id”. . . . 64

5.9 (a) Corrente de eixo em quadratura, para o modelo de GSIP com indu-

tâncias constantes (iq) e variáveis (iq”); (b) Erro percentual entre iq e

iq”. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65

5.10 (a) Torque eletromecânico, para o modelo de GSIP com indutâncias

constantes (Tem) e variáveis (Tem”); (b) Erro percentual entre Tem e

Tem”. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65

5.11 (a) Potência elétrica, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes

(Pel) e variáveis (Pel”); (b) Erro percentual entre Pel e Pel”. . . . . . 65



Lista de Figuras viii

5.12 (a) Velocidade de rotação, para o modelo de GSIP com indutâncias

constantes (ω) e variáveis (ω”); (b) Erro percentual entre ω e ω”. . . . 66

5.13 Simulação computacional do GSIP operando sem controle de MPPT . . 66

5.14 Simulação computacional do GSIP operando com controle de MPPT . 67

5.15 Curva de variação da velocidade do vento ao longo do tempo na simulação 67

5.16 (a) Coeficiente de potência para o GSIP operando com e sem controle de

MPPT; (b) Erro percentual do CP com sistema operando sem MPPT,

com relação ao CP ótimo . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 68

5.17 (a)Potência mecânica do GSIP operando com e sem controle de MPPT;

(b) Erro percentual da Potência mecânica com sistema operando sem

MPPT . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 68

5.18 (a) λ para o GSIP operando com e sem controle de MPPT; (b) Erro

percentual de λ com sistema operando sem MPPT, com relação ao λ

ótimo . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 69

5.19 (a)Velocidade de rotação do GSIP operando com e sem controle de

MPPT; (b) Erro percentual da velocidade de rotação com sistema ope-

rando sem MPPT . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 70

5.20 (a)Torque mecânico para o GSIP operando com e sem controle de MPPT;

(b) Erro percentual do Torque mecânico com sistema operando sem MPPT 71

5.21 Curvas de λ para os modelos de GSIP considerando valores de indutân-

cias constantes (λ) e variáveis (λ”) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 72

5.22 Detalhes das curvas de λ e (λ”) para velocidade do vento igual à: (a)4

m/s; (b)14 m/s. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 72

5.23 Curvas de CP para os modelos de GSIP considerando valores de indu-

tâncias constantes (CP) e variáveis (CP”) . . . . . . . . . . . . . . . . . 72

5.24 Detalhes das curvas de CP e CP” para velocidade do vento igual à: (a)4

m/s; (b)14 m/s. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 73



Lista de Figuras ix

5.25 Curvas de Tmec para os modelos de GSIP considerando valores de indu-

tâncias constantes (Tmec) e variáveis (Tmec”) . . . . . . . . . . . . . . . 73

5.26 Detalhes das curvas de Tmec e (Tmec”) para velocidade do vento igual à:

(a)4 m/s; (b)14 m/s. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 73

5.27 Curvas de ωm para os modelos de GSIP considerando valores de indu-

tâncias constantes (ωm) e variáveis (ωm”) . . . . . . . . . . . . . . . . . 74

5.28 Detalhes das curvas de ωm e (ωm”) para velocidade do vento igual à:

(a)4 m/s; (b)14 m/s. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 74

5.29 THD para as tensões do GSIP modelado sem considerar as saturações

das indutâncias, operando com a velocidade do vento igual à: (a) 4 m/s;

(b) 8 m/s; (c) 14 m/s. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 76

5.30 THD para as tensões do GSIP modelado considerando as saturações das

indutâncias, operando com a velocidade do vento igual à: (a) 4 m/s; (b)

8 m/s; (c) 14 m/s. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77

A.1 Ensaio para determinação da resistência do estator por medição direta 85

A.2 Ensaio para determinação da resistência do estator por medição indireta 86

A.3 Ensaio para determinação da curva de tensão em vazio do gerador . . . 88

A.4 Variação da tensão em vazio com a frequência (E0 x f), obtida experi-

mentalmente em (FERREIRA, 2000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 88



LISTA DE TABELAS

4.1 Especificações dos componentes do Boost . . . . . . . . . . . . . . . . . 54

5.1 Especificações do modelo do gerador . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60

5.2 Resultados de distorção harmônica para as ondas de tensão nos terminais

dos geradores . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 75



LISTA DE SÍMBOLOS

Ψ Fluxo magnético concatenado

ε Força Eletromotriz

e Tensão terminal

Rn Resistência elétrica do enrolamento n

ωe Velocidade angular elétrica

ωm Velocidade angular mecânica

θ Grau elétrico

f Frequência elétrica

N Número de espiras

℘ Permeância

ℜ Relutância

Lnn Indutância própria do enrolamento n

Lnj Indutância mútua entre os enrolamentos n e j

id Corrente de eixo direto

iq Corrente de eixo em quadratura

i0 Corrente do eixo zero

ed Tensão de eixo direto

eq Tensão de eixo em quadratura

e0 Tensão do eixo zero

Pel Potência elétrica ativa



Lista de Símbolos xii

Pmec Potência mecânica

Q Potência elétrica reativa

Tm Torque mecânico

Tem Torque eletromecânico

J Momento de inércia

Ld Indutância de eixo direto

Lq Indutância de eixo em quadratura

δ Ângulo de carga

φ Ângulo do fator de potência

E0 Tensão em vazio

Xd Reatância de eixo direto

Xq Reatância de eixo em quadratura

λ Taxa de velocidade de ponta de pá

ρ Densidade do ar

r Raio da turbina

β Ângulo de pitch da pá

Kotimo Constante de torque ótimo



GLOSSÁRIO

ABEEÓLICA Associação Brasileira de Energia Eólica

CP Coeficiente de potência

COP26 2021 United Nations Climate Change Conference

DFIG Double-fed induction generator

GSIP Gerador Síncrono de Ímãs Permanentes

IEA International Energy Agency

IRENA International Renewable Energy Agency

MPPT Maximum Power Point Tracking

OTC Optimal Torque Control

P&O perturbation and observation

TSR Tip-Speed Ratio

THD Distorção harmônica total



CAPÍTULO 1

INTRODUÇÃO

1.1 CONSIDERAÇÕES INICIAIS

O agravamento da crise climática pressiona por mudanças no setor energético. Se-

gundo relatório da IEA (International Energy Agency) (IEA, 2020), para que seja

alcançada a meta estabelecida na COP26 (Conferência da ONU sobre Mudanças Cli-

máticas de 2021) de zerar as emissões líquidas de dióxido de carbono (CO2) até 2050,

limitando o aumento da temperatura média no planeta a 1,5°C, o consumo de energia

elétrica deve aumentar em média 3,2% ao ano, sendo imprescindível o papel das fontes

renováveis nessa transição energética. Em 2020, 29% da matriz elétrica global era de

fontes renováveis, contudo, para cumprir as metas estabelecidas de redução da poluição

atmosférica, esse percentual deve aumentar para 60% em 2030, chegando à cerca de

90% em 2050 (IEA, 2020), sendo necessário para isso um investimento de 131 trilhões

de dólares no setor energético nesse período (IRENA, 2021).

Nesse sentido, projeta-se que as fontes solar e eólica devem representar os maiores

aumentos de participação na matriz elétrica global nas próximas três décadas. De fato,

em 2020 a geração eólica bateu recorde de expansão da capacidade instalada, como

mostrado na Figura 1.1, aumentando a capacidade de geração em 93 GW em um ano,

sendo o Brasil responsável por 3% desse valor, o terceiro país que mais aumentou sua

capacidade de geração eólica em 2020, como ilustrado na Figura 1.2 (LEE; ZHAO,

2021). Especificamente, o aumento da geração eólica no Brasil também foi expressivo

nos anos anteriores. No ranking mundial de capacidade de geração eólica o país passou

da 15ª posição, em 2012, para 7ª, em 2020. No primeiro semestre de 2021, a capacidade

instalada representa 10,8% da matriz elétrica brasileira, como observado na Figura 1.3,

sendo a segunda maior fonte, com 19,1GW de capacidade instalada, distribuídos em



726 parques eólicos. A capacidade da geração eólica no Brasil deve seguir em expansão,

chegando à 30,2GW em 2024 (ABEEÓLICA, 2021).

Figura 1.1. Nova capacidade de geração eólica instalada por ano, em GW (LEE; ZHAO, 2021)

Figura 1.2. Nova capacidade de geração eólica instalada em 2020, em GW. Traduzido de (LEE;
ZHAO, 2021)

Figura 1.3. Matriz elétrica brasileira em 2021 (ABEEÓLICA, 2021)
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Vale ressaltar que a produção de energia elétrica com o recurso eólico já é estudada

há muito tempo. As primeiras tentativas de gerar eletricidade com energia eólica,

que obtiveram êxito, remontam ao final da década de 1880. Entretanto o início do uso

comercial das turbinas eólicas só ocorreu em 1980 na Dinamarca. A crise do petróleo de

1973 motivou a busca por fontes de energia alternativas aos combustíveis fósseis, o que

acelerou os investimentos em pesquisas para viabilizar a geração eólica. Especialmente,

os estudos de aerodinâmica, com destaque ao estudo do limite aerodinâmico de Betz em

1918, permitiram que as turbinas eólicas ficassem mais eficientes e ganhassem espaço

no mercado de geração de energia elétrica (PINTO, 2014).

Por outro lado, os geradores elétricos também foram aperfeiçoados e diversas to-

pologias têm sido implantadas, sendo a escolha do tipo de gerador determinante para

a maximização da eficiência e da confiabilidade, redução de custos de implantação e

manutenção (YANG et al., 2012). Tradicionalmente, as máquinas utilizadas para esta

aplicação são os geradores de indução com rotor do tipo bobinado, gaiola de esquilo e

duplamente alimentados, assim como os geradores síncronos convencionais e de ímãs

permanentes (OLIVEIRA, 2018; YANG et al., 2012).

Uma das tecnologias mais difundidas em sistemas eólicos de grande escala é a do

gerador de indução duplamente alimentado (DFIG). Nessa topologia o rotor do gerador

é conectado à rede por um conversor back-to-back cuja potência é de cerca de 35% da

potência nominal da máquina, já o estator é conectado diretamente à rede (OLIVEIRA,

2018). O uso dos DFIGs é amplamente adotado por vantagens como potência nominal

reduzida do conversor e a possibilidade de controle da velocidade do rotor por meio do

conversor. Contudo, esse arranjo necessita de uma caixa multiplicadora de velocidades,

aumentando a necessidade de manutenção e a complexidade para sua implantação,

assim como o aumento das perdas mecânicas nesse componente, que podem chegar a

65% das perdas totais (YANG et al., 2012). Também, deve-se destacar que unidades

eólicas com DFIGs estão mais suscetíveis à disturbios da rede ao qual estão conectados,

por não estarem eletricamente isolados dela por um sistema de conversão total de

potência (OLIVEIRA, 2018).

Objetivando superar empecilhos do uso das caixas de engrenagens nos aerogera-
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dores, como as elevadas perdas mecânicas e aumento dos custos de manutenção, é

desejável a eliminação desse componente, conectando o gerador diretamente ao eixo da

turbina. Nesse sentido, os geradores síncronos de ímãs permanentes (GSIPs) represen-

tam uma opção tecnicamente viável. De fato, eles têm seu uso amplamente difundido

para unidades geradoras de menor potência, progressivamente vêm sendo aplicados

também em modelos comerciais de alta potência. A ampliação no uso desses geradores

se deve aos avanços na produção de ímãs permanentes e às vantagens na sua aplicação,

entre elas (YANG et al., 2012; KIMURA et al., 2012):

1. Controle da velocidade do eixo do rotor por meio do conversor;

2. Bom desempenho em baixas velocidades, devido ao maior número de polos, po-

dendo dispensar o uso de caixa multiplicadora de velocidades, o que aumenta o

rendimento e a confiabilidade e diminui a necessidade de manutenções;

3. Alta eficiência, pois não há sistema externo de excitação ou perdas no circuito

de campo do rotor;

4. Controle completo de reativos, dado uso de conversor de potência total (full power

converter - FPC), facilitando o cumprimento das exigências dos procedimentos

da rede à qual se conecta;

5. Alta densidade de potência, reduzindo o peso e tamanho do aerogerador;

6. Maior confiabilidade e baixa manutenção por não necessitar de escovas.

Dado o aumento do uso de GSIPs na geração eólica, é importante o estudo de

métodos para determinação precisa dos parâmetros desse tipo de gerador, para que a

máquina possa ser modelada de forma mais fidedigna possível. Em trabalhos como

(MEESSEN et al., 2008; MELLOR et al., 1991; FERREIRA, 2000) são destacados a

saturação causada pelas correntes de eixo direto (id) e em quadratura (iq) e seus efeitos

na variação das indutâncias dos respectivos eixos, Ld e Lq.

Quanto ao sistema de conversão para aerogeradores equipados com GSIPs, há ne-

cessidade de conversão total de potência, pois a geração é dada em frequência variável,
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proporcional à velocidade mecânica e diferente da frequência de operação da rede (OLI-

VEIRA, 2018). Para isso, a topologia mais utilizada emprega o conversor back-to-back

composto por conversores ativos, tanto do lado do gerador quanto do lado da rede,

permitindo maior controle. Já, uma segunda alternativa envolve o uso de um retifi-

cador de diodos e um conversor boost para controle do lado do gerador, seguido de

um inversor do lado da rede. Essa topologia tem como principal vantagem o baixo

custo, quando comparada com o conversor back-to-back, e já é empregada também em

projetos de alta potência (YANG et al., 2012).

Do lado da rede elétrica, o inversor tem a função de controlar o fluxo de potência

ativa e reativa, assim como de garantir que a energia elétrica seja entregue com tensão

e frequência aceitáveis, e dentro dos padrões técnicos de qualidade de energia elétrica

(HEIER, 2014). Por outro lado, um dos principais ganhos do uso desse sistema, em

ambas as topologias, é a possibilidade de controlar a velocidade da turbina, controlando

a tensão dos conversores do lado do gerador. Por ser um gerador de velocidade variável,

o GSIP permite que o potencial eólico possa ser transformado em potência elétrica com

máxima eficiência em diversas velocidades de vento.

O grau de aproveitamento do recurso eólico é influenciado pelas características aero-

dinâmicas da turbina, cuja eficiência máxima é representada pelo seu ótimo coeficiente

de potência (CPotimo). Esse parâmetro é utilizado para definir, para cada velocidade de

vento, qual a rotação ideal da turbina, na qual a potência extraída é máxima (WU et

al., 2011; ALABOUDY et al., 2012). Entretanto, por estar mecanicamente acoplado à

turbina, o gerador impacta no valor final da rotação do eixo, pois existe uma interação

entre o torque mecânico imposto pela turbina, e o torque eletromagnético resultante

da carga conectada no estator. Desconsiderando o controle mecânico da turbina, o

contínuo rastreamento do ponto de máxima extração de potência (MPPT) pode ser

realizado através do controle do conversor do lado do gerador.

Na busca por melhorar a eficiência e o tempo de resposta do sistema, foram de-

senvolidas diferentes técnicas de MPPT, dentre as mais utilizadas destacam-se P&O

(perturbation and observation), TSR (Tip-Speed Ratio) e OTC (Optimal Torque Con-

trol). No método P&O, a velocidade do rotor é perturbada por um pequeno degrau,
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a potência é medida e, com base nessa leitura, o ciclo de trabalho do conversor é

ajustado, alterando a velocidade do rotor, até que seja atingido o ponto de máxima

potência (SOETEDJO et al., 2011). Na segunda metodologia, a velocidade do vento é

medida e utilizada para calcular a velocidade de referência ideal para turbina, de modo

que se mantenha a ótima razão de velocidade de ponta (TSR). Na técnica de MPPT

por OTC, a velocidade da turbina é medida, e usando a constante de torque ótimo, é

calculado o valor de referência para o torque mecânico, de modo que seja extraída a

máxima potência (WU et al., 2011).

Nas técnicas de MPPT por ótimo TSR e OTC, o controle da tensão do conversor do

lado do gerador é ajustado para que a máquina passe a operar nos valores de referência

calculados para velocidade e torque, respectivamente. Para que o valor da tensão seja

alterado, são calculados os valores de tensão em eixo direto e em quadratura que corres-

pondam ao valor de velocidade ou torque obtidos pelo algoritmo de MPPT. Esse cálculo

depende de parâmetros do gerador, como a indutância em eixo direto e em quadratura.

Esses parâmetros são considerados constantes em diversos trabalhos que desenvolvem

técnicas de MPPT, entretanto experimentalmente são verificadas variações de Ld e Lq,

o que levanta a hipótese que a saturação que leva à variação desses parâmetros possa

levar à erros no cálculo dos valores de tensão de referência para controle do conversor.

1.2 OBJETIVOS DO TRABALHO

O principal objetivo do trabalho é observar os impactos que as variações de parâme-

tros elétricos de geradores de ímãs permanentes podem causar em métodos de MPPT,

que utilizam os parâmetros do gerador na sua modelagem, para cálculo dos ganhos das

funções de transferência para controle dos conversores, como nos métodos TSR e OTC.

Para esta finalidade, o trabalho contempla os seguintes objetivos específicos:

• Descrever matematicamente o GSIP;

• Apresentar os métodos experimentais para estimação dos parâmetros elétricos

variáveis do GSIP;
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• Descrever o método de MPPT dependente de parâmetros elétricos do GSIP.

• Implementar computacionalmente um modelo do GSIP, considerando a variação

de parâmetros elétricos;

• Simular e avaliar o algoritmo de maximização de potência extraída, baseado na

técnica OTC.

1.3 ORGANIZAÇÃO DO TRABALHO

Este trabalho está organizado seguindo a seguinte estrutura de capítulos:

• No capítulo 2 será apresentada a modelagem matemática de GSIPs, são explica-

das brevemente as deduções das equações para representação dessas máquinas,

partindo da modelagem de geradores síncronos convencionais, bem como a sua

representação na referência dq0, pela transformada de Park;

• No capítulo 3 serão apresentadas metodologias experimentais desenvolvidas em

outros trabalhos para determinação de parâmentros de GSIPs, com ênfase nas

diferenças já observadas em alguns estudos entre os valores de Ld e Lq obtidos em

ensaios com carga, que levam em conta a saturação, e valores tradicionalmente

usados para representação dq0, considerando as indutâncias constantes;

• No capítulo 4 será apresentada uma proposta de MPPT com metodologia de

OTC, bem como a modelagem computacional do sistema que foi utilizado para

as simulações, sendo eles a turbina, o conversor boost e o GSIP, considerando ou

não a saturação de Ld e Lq;

• No capítulo 5 serão apresentados os resultados das simulações para avaliar os

impactos da saturação das indutâncias no funcionamento do GSIP em diferen-

tes cenários, bem como avaliação da eficiência do controle de MPPT proposto.

Serão apresentadas as conclusões obtidas com a análise dos resultados das simu-

lações, além da apresentação de propostas de trabalhos futuros, que possam dar

continuidade ao que foi apresentado.
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CAPÍTULO 2

MODELAGEM DE GERADOR SÍNCRONO DE
ÍMÃS PERMANENTES

Neste capítulo é apresentada a modelagem de um gerador síncrono com ímãs per-

manentes. É possível realizar essa modelagem com base nos modelos de geradores

síncronos convencionais, fazendo as adaptações necessárias no modelo, como apresen-

tado por OLIVEIRA (2018) e VÁSQUEZ (2014).

2.1 PRINCÍPIOS DE FUNCIONAMENTO DE GERADORES SÍNCRONOS

Uma máquina síncrona é constituída por duas partes principais: o estator, no qual

estão os enrolamentos de armadura, e o rotor, no qual estão os enrolamentos de campo

ou o ímã permanente. Comumente o rotor é a parte rotacional da máquina, enquanto

o estator é estacionário (FITZGERALD et al., 2003).

O campo magnético do rotor induz nos enrolamentos de armadura um campo mag-

nético girante, à medida que a posição angular do rotor varia. Devido à esse campo

girante é induzido no enrolamento de armadura uma força eletromotriz ε, descrita pela

lei de Faraday (2.1), no qual Ψ é o fluxo concatenado, descrito pela equação (2.11)

(VÁSQUEZ, 2014).
ε =

dΨ

dt
(2.1)

Uma bobina, cuja resistência dos enrolamentos é dada por R, submetida a um

campo magnético variável (Ψ), percorrida por uma corrente (i) produz uma tensão

terminal (e) dada por (2.2) (Figura 2.1).

e = ε+Ri (2.2)



Figura 2.1. Tensão induzida no terminal de uma bobina. Adaptado de (KUNDUR, 1994)

No caso de geradores trifásicos, as três bobinas dos enrolamentos de armadura estão

defasadas 120° entre si, o que produz tensões (2.4) e correntes (2.3) trifásicas alternadas,

também defasadas em 120° (KUNDUR, 1994), sendo Im o módulo do valor de pico da

corrente no estator.

iA = Imcos(ωet)

iB = Imcos(ωet− 120◦)

iC = Imcos(ωet+ 120◦)

(2.3)

Sendo ωe = 2πf a frequência angular das correntes do estator.

eA =
dΨA

dt
−RAiA

eB =
dΨB

dt
−RBiB

eC =
dΨC

dt
−RCiC

(2.4)

Sendo, eA, eB e eC as tensões instantâneas de fase, ΨA, ΨB e ΨC , o fluxo concate-

nado em cada um das fases, e RA, RB e RC as resitências de fase dos enrolamentos de

armadura.

Na equação (2.4) os sinais negativos nas correntes que percorrem os enrolamentos

das fases A, B e C, se devem à convenção adotada para o sentido dessas correntes

(Figura 2.2) (KUNDUR, 1994).
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Figura 2.2. Representação dos sentidos dos fluxos concatenados, correntes e tensões no estator do
gerador. Adaptado de (KUNDUR, 1994)

O rotor produz um campo magnético constante e pode ser classificado quanto à

sua geometria como de polos salientes (Figura 2.3(a)) ou lisos (Figura 2.3(b)). Os

geradores de polos salientes são de fabricação mais simples, porém apresentam algumas

desvantagens com relação aos geradores de polos lisos, como o tamanho maior e a

diferença nos valores das indutâncias dos eixos direto e em quadratura, como será

discutido em 4.3. Essa diferença entre os valores de Ld e Lq são usualmente desprezadas

nos geradores de polos lisos, o que simplifica o projeto de controladores para máquinas

desse tipo (DUARTE, 2017).

(a) (b)
Figura 2.3. Representação simplificada de gerador com rotor cilíndrico de polos (FITZGERALD et
al., 2003): (a) salientes ; (b) lisos.

É comum que os geradores tenham mais de um par de polos, por isso é conveni-
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ente medir as grandezas angulares de um gerador com P polos em graus elétricos θ,

que se relacionam com as grandezas mecânicas θm como descrito pela equação (2.5)

(FITZGERALD et al., 2003).

θ =
P

2
θm (2.5)

Devido à (2.5), a tensão induzida no gerador com P polos girando à uma velocidade

mecânica de n RPM tem uma frequência elétrica f em Hz dada por (2.6).

f =
Pn

120
(2.6)

A frequência elétrica pode ser expressa em radianos como ωe, que para uma veloci-

dade angular mecânica de ωm radianos por segundo é dada por 2.7.

ωe =
P

2
ωm (2.7)

O campo magnético produzido pelo rotor pode ser gerado por um ímã permanente

ou por um eletroímã, ou seja, possuir um enrolamento de campo alimentado por uma

fonte externa de corrente contínua (FITZGERALD et al., 2003). Caso o campo mag-

nético do rotor seja gerado por um eletroímã, isso se deve ao fato de que uma bobina

com N voltas, ao ser percorrida por uma corrente i, produz uma força magnetomotriz

expressa, em Ampère-espira, pela equação (2.8) (VÁSQUEZ, 2014).

FMM = Ni (2.8)

Essa força magnetomotriz induz um fluxo magnético Φ, em Webers, diretamente

proporcional à permeância ℘ (2.9) e inversamente proporcional à relutância ℜ (2.10)

total do circuito magnético.

Φ = ℘Ni (2.9)

Φ =
Ni

ℜ
(2.10)

As linhas de fluxo magnético concatenam a corrente N vezes, ao passar pela espira,

o que resulta no fluxo concatenado Ψ como na equação (2.11).

Ψ = NΦ =
N2i

ℜ
(2.11)
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Como mostrado pela equação (2.10), é desejável que o circuito magnético tenha

uma baixa relutância, para que o fluxo concatenado seja maior. Para que isso ocorra, o

estator é construído em material ferromagnético, altamente permeável. Esse material

é laminado, para que sejam diminuídas as perdas por correntes parasitas que surgem

no estator (FITZGERALD et al., 2003).

2.2 MODELAGEM MATEMÁTICA DE GERADORES SÍNCRONOS CON-

VENCIONAIS

2.2.1 Fluxos Concatenados

Os circuitos magnéticos do rotor e das três fases do estator estão magneticamente

acoplados. Isso se dá porque, devido à proximidade entre os enrolamentos, ao ser

percorrido por corrente o fluxo magnético induzido no enrolamento induz um fluxo

magnético nos demais. A intensidade do fluxo induzido por um enrolamento sobre

outro depende da indutância mútua entre eles. Se considerado o modo de operação em

regime linear, podendo-se aplicar o princípio da superposição, os geradores síncronos

são matematicamente modelados por seis enrolamentos representados na Figura 2.4,

três enrolamentos de fase (A, B e C) no estator, um enrolamento de campo (f) e dois

enrolamentos amortecedores (D e Q) no rotor (VÁSQUEZ, 2014).

Figura 2.4. Representação dos enrolamentos do GSIP (VÁSQUEZ, 2014)
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Matematicamente, os fluxos concatenados no gerador podem ser descritos pela equa-

ção matricial (2.12).
ΨA

ΨB

ΨC

Ψf

ΨD

ΨQ

 =


LAA LAB LAC LAf LAD LAQ

LBA LBB LBC LBf LBD LBQ

LCA LCB LCC LCf LCD LCQ

LfA LfB LfC Lff LfD LfQ

LDA LDB LDC LDf LDD LDQ

LQA LQB LQC LQf LQD LQQ




−iA
−iB
−iC
if
iD
iQ

 (2.12)

Sendo:

1. Ψn o fluxo concatenado no enrolamento n, resultado do fluxo induzido devido àS

indutâncias mútuas e própria, medido em Webers;

2. Lnn a indutância própria do enrolamento n, medida em Henrys;

3. Lnj a indutância mútua entre os enrolamentos n e j, medida em Henrys;

4. in a corrente que percorre o enrolamento n, medida em Ampères

Portanto, em qualquer instante o fluxo concatenado na fase A é dado pela equação

(2.13). Analogamente, são os fluxos nos outros enrolamentos (KUNDUR, 1994).

ΨA = −LAAiA − LABiB − LACiC + LAf if + LADiD + LAQiQ (2.13)

A equação (2.12) pode ser escrita em forma compacta (2.14) dividindo a matriz

de indutâncias em quatro submatrizes, sendo que (LT
SR) é a transposta da matriz das

indutâncias mútuas entre rotor e estator (LSR). Isso se dá pelo fato de a matriz das

indutâncias descrita na equação (2.12) ser simétrica.

[
ΨABC

ΨfDQ

]
=

[
LS LSR

LT
SR LR

] [
iABC

ifDQ

]
(2.14)

Sendo:

1. LS a matriz das indutâncias próprias dos enrolamentos do estator (A, B e C) e

indutâncias mútuas entre esses enrolamentos;

2. LSR a matriz das indutâncias mútuas entre os enrolamentos do rotor (f, D e Q)

e do estator (A, B e C);
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3. LR é a matriz das indutâncias próprias dos enrolamentos do rotor (f, D e Q) e

indutâncias mútuas entre esses enrolamentos.

As indutâncias próprias e mútuas, e consequentemente os fluxos concatenados, são

dependentes no tempo da posição angular do rotor, com excessão das indutâncias

próprias dos enrolamentos de campo (Lff ), e dos enrolamentos amortecedores (LDD e

LQQ), por estarem situados no próprio rotor (VÁSQUEZ, 2014).

2.2.2 Indutâncias Próprias do Estator

As indutâncias próprias do estator são função da variação angular do rotor, vari-

ando portanto no tempo conforme o rotor se desloca, sendo dadas pela equação (2.15)

(KUNDUR, 1994).


LAA = Lgap + LA0 + LA2cos(2θ)

LBB = Lgap + LB0 + LB2cos[2(θ − 2π
3
)]

LCC = Lgap + LC0 + LC2cos[2(θ +
2π
3
)]

(2.15)

Sendo:

1. LAA, LBB, LCC , as indutâncias próprias das fases A, B e C, respectivamente;

2. Lgap a indutância de dispersão, causada pelo gap de ar entre o estator e o rotor;

3. LA0, LB0 e LC0 as parcelas fixas das indutâncias próprias dos enrolamentos de

fase;

4. LA2, LB2 e LC2 as parcelas variáveis das indutâncias próprias das fases A, B e C,

variando com θ no tempo (Figura 2.5)
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Figura 2.5. Variação da indutância própria da fase A ao longo do tempo com a variação da posição
angular do rotor. Adaptado de (KUNDUR, 1994)

A variação das indutâncias ocorre com o dobro da frequência da tensão, isso por que

são consideradas apenas as variações da segunda harmônica, o que é uma aproximação

razoável para geradores com as formas de onda aproximadamente senoidais (KUNDUR,

1994).

2.2.3 Indutâncias Mútuas do Estator

Variando também com a segunda harmônica, as indutâncias mútuas entre os en-

rolamentos do estator são dadas pela equação (2.16). Cada uma dessas indutâncias

têm seus valores máximos quando os polos norte e sul estão equidistantes dos dois

enrolamentos considerados (KUNDUR, 1994).

Vale ressaltar também que LAB = LBA, pois a influência que o campo magnético

do campo magnético de A exerce em B é a mesma que o campo magnético de B exerce

em A. Analogamente, LBC = LCB e LCA = LAC (VÁSQUEZ, 2014).


LAB = LBA = −LAB0 − LAB2cos(2θ +

π
3
)

LBC = LCB = −LBC0 − LBC2cos(2θ + π)

LCA = LAC = −LAC0 − LAC2cos(2θ − π
3
)

(2.16)
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2.2.4 Indutâncias Mútuas Entre Rotor e Estator

Os fluxos magnéticos do rotor são ditos constantes, pois a corrente if que percorre

o enrolamento de campo não varia, entretanto, as indutâncias mútuas entre os enrola-

mentos do rotor e do estator variam, conforme a posição relativa entre o rotor e cada

um dos enrolamentos de fase muda. Quando o enrolamento de fase está alinhado ao

de campo, a indutância entre eles é máxima, ao passo que quando estão perpendicula-

res entre si o fluxo concatenado e a indutância mútua entre esses enrolamentos é zero

(KUNDUR, 1994).

As indutâncias mútuas entre os enrolamentos do estator e o enrolamento de campo

são dados pela equação (2.17), onde LMf
é o valor máximo da indutância mútua entre

o enrolamento de campo e os enrolamentos do estator (VÁSQUEZ, 2014).
LAf = LfA = LMf

cos(θ)

LBf = LfB = LMf
cos(θ − 2π

3
)

LCf = LfC = LMf
cos(θ + 2π

3
)

(2.17)

Analogamente, as indutâncias mútuas entre os enrolamentos do estator e dos enro-

lamentos de eixo direto e em quadratura são dados pelas equações (2.18) e (2.19), sendo

LMD
e LMQ

as máximas indutâncias mútuas entre os enrolamentos de fase e os enro-

lamentos amortecedores de eixo direto e de quadratura, respectivamente (VÁSQUEZ,

2014) (KUNDUR, 1994). 
LAD = LDA = LMD

cos(θ)

LBD = LDB = LMf
cos(θ − 2π

3
)

LCD = LDC = LMf
cos(θ + 2π

3
)

(2.18)


LAQ = LQA = −LMQ

sen(θ)

LBQ = LQB = −LMQ
sen(θ − 2π

3
)

LCQ = LQC = −LMQ
sen(θ + 2π

3
)

(2.19)

2.2.5 Indutâncias próprias e mútuas do rotor

As indutâncias próprias do rotor, seja do enrolamento de campo (Lf ), ou dos en-

rolamentos amortecedores de eixo direto (LD) ou em quadratura (LQ), não variam.
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As indutâncias mútuas entre os eixos D e Q, assim como as indutâncias mútuas

entre o enrolamento de campo e os enrolamentos amortecedores de eixo em quadratura

e direto são nulos (2.20), isso se dá porque esses enrolamentos são ortogonais entre

si. A indutância entre o enrolamento de campo e de eixo direto é constante (2.21)

(VÁSQUEZ, 2014). {
LfQ = LQf = 0

LDQ
= LQD

= 0
(2.20)

LfD = LDf = LMfD
(2.21)

Substituindo na equação (2.12) as equações (2.15) à (2.21), é possível descrever

os fluxos concatenados no estator, (2.22), (2.23) e (2.24), e os fluxos concatenados do

rotor, (2.25), (2.26) e (2.27) (KUNDUR, 1994).

ΨA = −iA[Lgap + LA0 + LA2cos(2θ)] + iB[LAB0 + LAB2cos(2θ +
π

3
)]+

+ iC [LAC0 − LAC2cos(2θ −
π

3
)] + if [LMf

cos(θ)] + iD[LMD
cos(θ)]−

− iQ[LMQ
sen(θ)]

(2.22)

ΨB = iA[LAB0 + LAB2cos[2θ +
π

3
]]− iB[Lgap + LB0 + LB2cos[2(θ −

2π

3
)]]+

+ iC [LBC0 − LBC2cos(2θ + π)] + if [LMf
cos(θ +

2π

3
)] + iD[LMf

cos(θ − 2π

3
)]−

− iQ[LMQ
sen(θ − 2π

3
)]

(2.23)

ΨC = iA[LAC0 − LAC2cos(2θ −
π

3
)] + iB[LBC0 + LBC2cos(2θ + π)]−

− iC [Lgap + LC0 + LC2cos[2(θ +
2π

3
)]] + if [LMf

cos(θ − 2π

3
)]+

+ iD[LMf
cos(θ +

2π

3
)]− iQ[LMQ

sen(θ +
2π

3
)]

(2.24)

Ψf = ifLf + iDLMfD
− LMf

[iAcos(θ) + iBcos(θ −
2π

3
) + iCcos(θ +

2π

3
)] (2.25)

ΨD = ifLMfD
+ iDLD − LMD

[iAcos(θ) + iBcos(θ −
2π

3
) + iCcos(θ +

2π

3
)] (2.26)

ΨQ = iQLQ + LMQ
[iAsen(θ) + iBsen(θ −

2π

3
) + iCsen(θ +

2π

3
)] (2.27)
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2.2.6 Transformada de Park

As equações de (2.22) à (2.27) descrevem adequadamente os fluxos concatenados em

uma máquina síncrona, entretanto essas equações foram deduzidas considerando como

referência o estator da máquina, o que faz com que o valor dos fluxos concatenados no

estator variem no tempo em função da posição angular do rotor (θ), sendo equações

não lineares. Logo, a equação que descreve as tensões no estator (2.4) se torna uma

equação diferencial com coeficientes variáveis, sem solução analítica, o que introduz

complexidade para resolver problemas com máquinas síncronas.

Uma simplificação matemática possível é usar a transformada de Park (2.33), de

forma que o eixo do rotor se torne a referência, e portanto as variáveis como indutâncias,

fluxos concatenados e tensões induzidas não dependam no tempo da posição angular

do rotor (θ). A transformada de Park permite representar completamente as grandezas

da máquina síncrona trifásica em eixos gitatórios ortogonais entre si, denominados eixo

direto d e em quadratura q, sendo o eixo d alinhado ao rotor, como mostrado na Figura

(2.6) (VÁSQUEZ, 2014).

Figura 2.6. Fluxos magnéticos nos eixos d e q. Adaptado de (BLONDEL, 1913)

As correntes trifásicas iA, iB e iC podem ser transformadas em novas variáveis id, iq

e i0, descritas pelas equações (2.28), (2.29) e (2.32), respectivamente. Substituindo os

valores de iA, iB e iC , como descrito na equação (2.3), após simplificações trigonomé-

tricas é possível reduzir as equações (2.28), (2.29) à (2.30) e (2.31).
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Os valores de kd e kq podem ser arbitrariamente escolhidos, de modo que 2
3

é uma

escolha habitual e conveniente para que, em condições balanceadas, o valor de pico das

correntes id e iq coincide com o valor de pico (Im) das correntes do estator iA, iB e iC

(KUNDUR, 1994).

id = kd

[
iAcos(θe) + iBcos

(
θe −

2π

3

)
+ iCcos

(
θe +

2π

3

)]
(2.28)

iq = −kq

[
iAsen(θe) + iBsen

(
θe −

2π

3

)
+ iCsen

(
θe +

2π

3

)]
(2.29)

id = kd
3

2
Imsen(ωet− θe) (2.30)

iq = −kq
3

2
Imcos(ωet− θe) (2.31)

É necessário ainda que seja definida uma terceira corrente, componente homopolar

i0, para que se possa ter três graus de liberdade nas equações, ressaltando que em

condições de ondas perfeitamente senoidais a soma das correntes do estator e, conse-

quentemente a corrente de componente i0, são nulas (KUNDUR, 1994).

i0 =
1

3
(iA + iB + iC) (2.32)

A transformada de Park (P ) para transformar componentes de variáveis abc para

sistema dq0 é dada por (2.33) e pode ser descrita matricialmente pela equação (A.11).

Para retornar às variáveis originais basta aplicar a transformada inversa (P−1), descrita

pela equação (2.35) e matricialmente por (2.36) (VÁSQUEZ, 2014) (KUNDUR, 1994).

idq0 = Piabc (2.33)

idiq
i0

 =
2

3


cos(θ) cos

(
θ − 2π

3

)
cos
(
θ + 2π

3

)
−sen(θ) −sen

(
θ − 2π

3

)
−sen

(
θ + 2π

3

)
1
2

1
2

1
2


iAiB
iC

 (2.34)

iabc = P−1idq0 (2.35)

iAiB
iC

 =


cos(θ) −sen(θ) 1

cos
(
θ − 2π

3

)
−sen

(
θ − 2π

3

)
1

cos
(
θ + 2π

3

)
−sen

(
θ + 2π

3

)
1


idiq
i0

 (2.36)
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2.2.7 Indutâncias do estator em componentes dq0

Os parâmetros do rotor já estão na referência dq0, por isso não é preciso aplicar

a transformada de Park nesses parâmetros. Portanto, a transformada de Park das

correntes na máquina síncrona é dado por (2.37). A matriz de indutâncias do estator

LS também pode ser descrita nos eixos dq0 como em (2.38), de modo que, devido à

ortogonalidade desses eixos as indutâncias mútuas são nulas. As indutâncias Ld, Lq e

L0 são descritas por (2.39).

[
idq0
ifDQ

]
=

[
P 0
0 1

] [
iABC

ifDQ

]
(2.37)

PLSP
−1 = P

LAA LAB LAC

LBA LBB LBC

LCA LCB LCC

P−1 =

Ld 0 0
0 Lq 0
0 0 L0

 (2.38)


Ld = LS0 + LMS

+
3LS2

2

Lq = LS0 + LMS
− 3LS2

2

L0 = LS0 − 2LMS

(2.39)

Sendo:

1. LS0 a parcela fixa das indutâncias próprias do estator;

2. LMS
as indutâncias mútuas entre os enrolamenetos do estator;

3. LS2 a parcela variável (segunda harmônica) das indutâncias próprias do estator.

Analogamente, obtêm-se para a matriz de indutâncias mútuas entre o rotor e estator

LSR a transformadas de Park, descrita pela equação (2.40). A transformada da matriz

transposta LT
SR é a transposição da matriz resultante da transformada de Park, uma

vez que, devido à simetria a matriz P−1 = PT, como mostrado em (2.41).

PLSR = P

LAf LAD LAQ

LBf LBD LBQ

LCf LCD LCQ

P−1 =

LMf
LMD

0
0 0 LMQ

0 0 0

 (2.40)

LT
SRP

−1 = LT
SRP

T = (PLSR)
T (2.41)
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2.2.8 Fluxos concatenados nos eixos dq0

Os fluxos concatenados (2.14) dependem, após essas transformadas, dos fluxos in-

duzidos no rotor e dos fluxos induzidos pelas correntes id e iq (2.42), sendo essas

correntes ficticias artifícios de simplificação matemática capazes de representar o efeito

das correntes físicas no estator (iA, iB e iC), sem dependência da posição do rotor no

tempo.


Ψd

Ψq

Ψ0

Ψf

ΨD

ΨQ

 =


Ld 0 0 LMf

LMD
0

0 Lq 0 0 0 LMQ

0 0 L0 0 0 0
3
2
LMf

0 0 Lf LfD 0
3
2
LMD

0 0 LfD LD 0
0 3

2
LMQ

0 0 0 LQ




−id
−iq
−i0
if
iD
iQ

 (2.42)

A representação da máquina síncrona nos eixos d, q e 0 é mostrada na Figura

(2.7). Os fluxos do eixo d, provocados pelos enrolamentos do próprio eixo direto (Ψd),

pelo enrolamento de campo (Ψf ), pelo enrolamento amortecedor (ΨD). Os fluxos

concatenados no eixo q são provocados pelo enrolamento amortecedor (ΨQ) e pelo

próprio enrolamento do eixo q (Ψq). Há ainda a componente homopolar, cuja corrente

e, portanto, o fluxo (Ψ0) são nulos em condições de equilíbrio.

Figura 2.7. Eixos d, q e 0. Adaptado de (VÁSQUEZ, 2014)

21



2.2.9 Tensões do Estator em Componentes dq0

As tensões dos enrolamentos d, q e 0, resultantes da transformada de Park nas

variáveis do estator, são dados pelas equações (2.43), (2.44) e (2.45). As resistências

do estator (RA, RB e RC) não sofrem alteração ao ser aplicada a transformada de Park,

portanto o termo RS se refere ao valor dessas resistências.

ed =
d

dt
Ψd − ωΨq −RSid (2.43)

eq =
d

dt
Ψq + ωΨd −RSiq (2.44)

e0 =
d

dt
Ψ0 −RSi0 (2.45)

Nas equações (2.43) e (2.44) o termo (ω) se refere à variação da tensão devido à

variação do fluxo magnético no espaço (ωΨ), representando a velocidade angular do

rotor, o termo ( d
dt
Ψ) representa a variação da tensão devido às variações do fluxo ele-

tromagnético no tempo e como a velocidade do rotor não costuma variar, essa derivada

costuma ser nula, ou próxima de zero. Logo, prepondera o termo referente à tensão de

rotação (ωΨ) (VÁSQUEZ, 2014), (KUNDUR, 1994).

2.2.10 Tensões do Rotor

Os enrolamentos amortecedores não contribuem para as tensões nos eixos d e q,

pois em condições normais de operação as tensões induzidas nos enrolamentos D e Q

são nulas. A tensão no enrolamento de campo (ef ) é dada pela equação (2.46).

ef =
d

dt
Ψf +RSif (2.46)
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2.2.11 Potência e Torque

A potência ativa em qualquer instante é dada por (2.47), em componentes dq0 a

expressão é dada por (2.48), em condições de equilíbrio e0 = 0, logo a equação (2.48),

se reduz à (2.49).

Pel = eAiA + eBiB + eCiC (2.47)

Pel =
3

2
(edid + eqiq + e0i0) (2.48)

Pel =
3

2
(edid + eqiq) (2.49)

A potência reativa, por sua vez, é dada por (2.50).

Q =
3

2
(eqid − ediq) (2.50)

O torque eletromagnético é dado por (2.51).

Tem =
3

2
(Ψqid −Ψdiq)

ωe

ωm

(2.51)

Substituindo a equação (2.7), que relaciona ωe e ωm, obtêm-se a medida do torque

em função do número de polos, dada por (2.52).

Tem =
3P

4
(Ψqid −Ψdiq) =

3p

2
(Ψqid −Ψdiq) (2.52)

2.3 EQUAÇÃO DE MOVIMENTO

Para descrever o funcionamento do gerador, é preciso modelar também o seu com-

portamento do ponto de vista mecânico, dado pela equação (2.53).

J
dωm

dt
= Tm − Tem (2.53)

Sendo:
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1. J é o momento de inércia do sistema, combinando os momentos de inércia do

rotor e da turbina, dado em kg.m2;

2. ωm é a velocidade mecânica do gerador, em rad/s;

3. Tem torque eletromecânico do gerador (2.52) (2.61), em N.m;

4. Tm torque mecânico da turbina, em N.m.

Caso haja um desequilíbrio dos torques que atuam no rotor o gerador acelera, ou

desacelera, como descrito pela equação (2.53). Para descrever o funcionamento da

máquina síncrona como motor, basta inverter os sinais de Tem e Tm (KUNDUR, 1994).

Da equação (2.7), que relaciona ωm à ωe, vem que a equação de movimento (2.53)

pode ser reescrita em função da velocidade angular elétrica (ωe) como (2.54)

J

P

dωm

dt
= Tm − Tem (2.54)

2.4 MODELAGEM DE GERADORES SÍNCRONOS DE ÍMÃS PERMANEN-

TES

A adaptação do modelo de geradores síncronos convencionais para os PMSGs leva

em conta que o campo eletromagnético (Ψf ), que nos geradores síncronos convencionais

é induzido pelo enrolamento de campo, nos PMSGs deve ser substituído pelo efeito dos

ímãs permanentes do rotor. Os enrolamentos amortecedores D e Q, presentes no rotor

dos geradores síncronos, são desconsiderados na modelagem dos PMSGs.

Da equação (2.42), desprezando a influência dos enrolamentos amortecedores D e

Q, os fluxos magnéticos provocados pelas correntes do estator no eixo d e q, são dados

por (2.55) e (2.56), respectivamente.

Ψd = Ldid − kMf if (2.55)

Ψq = Lqiq (2.56)

24



A equação do fluxo concatenado (Ψq) não precisa de ajustes para o novo modelo,

pois depende apenas de iq, que por sua vez é resultante da transformada de Park das

correntes do estator (2.33), processo inalterado na nova modelagem. Entretanto, o

fluxo (Ψd) é dependente da influência do fluxo do rotor, devido à indutância mútua

existente entre eles. Logo, essa equação precisa de ajustes para que a parcela referente

ao enrolamento de campo seja substituída pelo efeito dos ímas permanentes, sendo

reescrita como (2.57), onde ΨPM é a constante magnética dos ímas permanentes do

rotor, medida em Webers (wb).

Ψd = Ldid −ΨPM (2.57)

Se considerarmos o funcionamento balanceado do gerador, a tensão da componente

homopolar é nula (e0 = 0), portanto para caracterizar as tensões do gerador, substi-

tuindo nas equações (2.43) e (2.44), os valores de Ψd (2.57) e de Ψq (2.56), obtemos os

valores de ed (2.58) e eq (2.59).

ed = −Ld
d

dt
id + ωLqiq −RSid (2.58)

eq = −Lq
d

dt
iq − ω(Ldid −ΨPM)−RSiq (2.59)

A potência ativa de um gerador síncrono de ímãs permanentes (2.60) é obtida

substituindo na equação (2.49) os valores de ed (2.58) e eq (2.59).

Pel =
3

2

[
−RS(i

2
d + i2q)−

(
id
dΨd

dt
+ iq

dΨq

dt

)
+ ω(ΨPM iq − (Ld − Lq)idiq)

]
(2.60)

Substituindo na equação (2.51) os valores de Ψd (2.57) e Ψq (2.56), obtêm-se o

torque eletromagnético para o PMSG (2.61). Considerando que para o caso do gerador

de polos lisos Ld − Lq ⋍ 0, é possível aproximar o torque eletromagnético por (2.62),

aproximação não razoável para os geradores de polos salientes, nos quais, via de regra,

Ld < Lq (WU et al., 2011), (KUNDUR, 1994).

Tem =
3p

2
[ΨPM iq − (Ld − Lq)idiq] (2.61)

Tem =
3p

2
(ΨPM iq) (2.62)
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2.5 CIRCUITOS EQUIVALENTES

Para efeitos de estudos e modelagem do gerador é conveniente o uso de circuitos

equivalentes para os eixos d e q. Da equação (2.58) é possível deduzir o circuito

equivalente do PMSG para o eixo d (Figura 2.8), tal qual da equação (2.59) vem o

circuito equivalente para o eixo q (Figura 2.9) (FITZGERALD et al., 2003) (WU et

al., 2011).

Figura 2.8. Circuito equivalente do eixo d. Adaptado de (WU et al., 2011)

Figura 2.9. Circuito equivalente do eixo q. Adaptado de (WU et al., 2011)

2.6 FUNCIONAMENTO EM REGIME PERMANENTE

2.6.1 Modelo de Blondel

A modelagem nos parâmetros dq0 servem para análise da máquina síncrona em

diversos regimes de funcionamento, entretanto, foram desenvolvidos modelos simplifi-

cados para tratar o caso particular do funcionamento em regime permanente, baseados

na Teoria das Duas Reações, que afirma que uma força magnetomotriz girante pode ser
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decomposta, em qualquer instante, na soma de duas forças magnetomotrizes girantes

ortogonais entre si, síncronas à força original (FERREIRA, 2000).

Os estudos de Blondel, publicados em 1913 no livro Synchronous motors and con-

verters: theory and methods of calculation and testing, decompõe o fluxo magnético de

reação do induzido em duas direções, no eixo d e q. Todas as forças magnemotrizes

criadas na máquina síncrona trifásica podem ser representadas, portanto, pela força

magnetomotriz resultante longitudinal, Fd (2.63), e força magnetomotriz resultante

transversal, Fq (2.64).

Fd = Fi + Fid (2.63)

Fq = Fiq (2.64)

Sendo Fi a força magnetomotriz provocada pelo sistema indutor da máquina, e Fid e

Fiq, as forças magnetomotrizes provocadas pelo sistema do induzido da máquina. A

reação do induzido é magnetizante quando os efeitos desse se somam aos do indutor

(Fd = Fi + Fid), quando a reação se opõe ao do indutor (Fd = Fi − Fid) é dita

desmagnetizante.

Dada uma velocidade constante, é possível identificar as forças eletromotrizes (2.65),

(2.66) e (2.67), induzidas pelas forças magnetomotrizes Fid e Fiq:

E = E0 − jXmdid (2.65)

Eiq = −jXmqiq (2.66)

Eσ = Xσi (2.67)

Sendo:

1. E0 a força eletromotriz em vazio;

2. E a força eletromotriz em carga;

3. Eiq a força eletromotriz de auto-indução em função da variação temporal de Fiq;

4. Eσ a força eletromotriz de auto-indução em função da variação temporal do fluxo

magnético de fugas do induzido;
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5. Xmd e Xmq as reatâncias de magnetização do eixo direto e em quadratura;

6. Xσ a reatância de fuga do induzido

Das equações (2.65), (2.66) e (2.67) vem a equação fundamental do Modelo de

Blondel (Equação 2.68), descrevendo um gerador funcionando com uma tensão terminal

U. Essa equação é descrita pelo diagrama fasorial de Blondel (Figura 2.10).

E0 = U +Ri+ jXσi+ jXmdid + jXmqiq (2.68)

Figura 2.10. Diagrama de Blondel de um gerador sobreexcitado. Adaptado de (FERREIRA, 2000)

Na Figura (2.10) aparecem novas variáveis, sendo:

1. δ o ângulo de carga;

2. λ o ângulo de binário;

3. φ o ângulo do fator de potência;

4. FI a força eletromotriz total provocada pelo sistema do induzido da máquina,

dada por FI = Fiq + Fid;
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2.6.2 Modelo de Blondel Simplificado

Doherty e Nickle desenvolveram o Modelo de Blondel Simplificado, levando em

consideração a linearidade, decomporam os efeitos das forças magnetomotrizes Fd e Fq

em três forças eletromotrizes que se somam ao final, sendo elas a Força Eletromotriz em

vazio, E0, força eletromotriz de auto-indução em carga longitudinal Ed (2.69) e força

eletromotriz de auto-indução em carga transversal Eq (2.70) (FERREIRA, 2000).

Ed = −jXdid (2.69)

Eq = −jXqiq (2.70)

Portanto, a equação (2.68) passa a ser descrita pelas reatâncias de eixo direto e em

quadratura (Xd e Xq) e pelas correntes de eixo direto e em quadratura (id e iq), sendo

reduzida à (2.71), ilustrada pelo diagrama fasorial da Figura (2.11).

E0 = U +Ri+ jXdid + jXqiq (2.71)

Figura 2.11. Diagrama do modelo simplificado de Blondel de um gerador sobreexcitado. Adaptado
de (FERREIRA, 2000)
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CAPÍTULO 3

METODOLOGIA PARA DETERMINAÇÃO
EXPERIMENTAL DE INDUTÂNCIAS DE
GERADORES DE ÍMÃS PERMANENTES

3.1 DETERMINAÇÃO EXPERIMENTAL DAS REATÂCIAS DE EIXO DIRETO

(XD) E EM QUADRATURA (XQ)

Uma vez que as indutâncias de eixo direto e em quadratura influenciam no desem-

penho da máquina síncrona de ímãs permanentes, tendo efeito em variáveis como o

torque, diferentes abordagens para sua determinação são utilizadas, dentre elas méto-

dos de cálculo analíticos, soluções computacionais com Método de Elementos Finitos

(MEF) e medições experimentais (DUTTA; RAHMAN, 2006). As modelagens 2-D

utilizando MEF aplicadas em (STUMBERGER et al., 2003; CHEN et al., 2005) ob-

tiveram curvas de variação das indutâncias em função das correntes semelhantes às

obtidas experimentalmente, sugerindo que essa abordagem é promissora para prever,

com acurácia, os valores de indutâncias de máquinas síncronas de ímãs permanentes,

inclusive máquinas de maior potência, cenário no qual a realização de experimentos

com carga pode se tornar inviável.

Quanto aos ensaios para determinação experimental de Ld e Lq, são diversos mé-

todos, desde tradicionais como o ensaio de degrau de tensão DC (BOBEK, 2013), até

ensaios no domínio da frequência, como em (SOUZA, 2011). O método de aplicação

de degrau de tensão é encontrado em muitos trabalhos, porém em máquinas maiores

existem alguns fatores que podem ser limitantes, como a capacidade da fonte usada nos

testes, já que é comumente adotado o valor de 10% da corrente nominal da máquina

no ensaio, e a dificuldade de alinhar precisamente com os eixos d e q os rotores de

máquinas muito grandes (OLIVEIRA, 2018).



Há ensaios para determinar as reatâncias Xd e Xq, que se relacionam com as indu-

tâncias Ld e Lq em função da frequência como definido na Seção 3.2. Algumas dessas

metodologias fazem medidas do ângulo de carga para que possam ser resolvidas analiti-

camente as equações dos circuitos equivalentes da máquina, ou seja, sem a necessidade

de realizar qualquer iteração numérica. A instrumentação para medição do ângulo de

carga (δ) tem elevado custo, além de ser sensível à erros que podem ser significativos

nos resultados finais, constituindo uma vantagem o desenvolvimento de métodos que

dispensem essa medição, como em (MELLOR et al., 1991).

Considerando que em condições reais de operação os parâmetros de Xd e Xq sofrem

saturação devido ao efeito magnetizante de id e iq, é preferível realizar medições com

carga, para que esse efeito de saturação possa ser observado. A metodologia desenvol-

vida por Ferreira (2000), detalhada nessa seção, é capaz de medir Xd e Xq em função

de id e iq para diferentes situações de operação, sem que haja necessidade de medições

do ângulo de carga ou alinhamento e bloqueio do rotor. Os resultados apresentados

foram obtidos por Ferreira (2000), para um GSIP de 2,5 kW de potência nominal.

3.1.1 Reatância de eixo direto (Xd)

Partindo da premissa de que a resistência do estator (Rs) é suficientemente menor

que a reatância, de modo que possa ser desprezada, é considerado portanto que há

apenas potência reativa quando o gerador alimenta cargas puramente indutivas ou

capacitivas, ou seja, o ângulo de carga é nulo. Nessas condições, iq = 0 e i = id, a

equação fundamental do modelo de Blondel simplificado (2.71), se reduz à (3.1).

E0 = U + jXdid (3.1)

Portanto, acionando a máquina à velocidade nominal, e variando a carga é possível

medir o valor da reação magnetizante provocada pela corrente, dada por jXdid, para

diferentes valores de corrente, observando o efeito da saturação em Xd.
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3.1.1.1 Ensaio com carga puramente capacitiva (id > 0)

No caso do gerador alimentando uma carga puramente capacitiva, em funciona-

mento subexcitado, com id > 0, considerando as simplificações já citadas, o diagrama

de Blondel simplificado se reduz à Figura 3.1, sendo a reatância de eixo direto pode ser

calculada por (3.2) e E0 dada pela lei de formação (A.10), cuja obtenção é mostrada

na seção A.2.

Figura 3.1. Diagrama fasorial do PMSG alimentando uma carga puramente capacitiva. Adaptado
de (FERREIRA, 2000)

Xd =
U − E0

id
(3.2)

3.1.1.2 Ensaio com carga puramente indutiva (id < 0)

Caso o gerador seja conectado à uma carga puramente indutiva, em funcionamento

sobre-excitado, com id < 0, analogamente ao caso anterior, o diagrama de Blondel

simplificado (Figura 2.11) se reduz à Figura 3.2, sendo que a reatância de eixo direto

calculada por (3.3).

Figura 3.2. Diagrama fasorial do PMSG alimentando uma carga puramente indutiva. Adaptado de
(FERREIRA, 2000)
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Xd =
E0 − U

|id|
(3.3)

Os resultados dos experimentos realizados no trabalho de Ferreira (2000) para

cargas puramente indutivas, mostraram que a variação de corrente desmagnetizante,

id < 0, não provoca variações significativas na reatância Xd, sendo razoável conside-

rar constante, como a média dos valores medidos, que para a máquina em questão

resultaram em (3.4).

Xd = 7, 705, id < 0 (3.4)

A variação de Xd em função da corrente magnetizante, id > 0, por outro lado, é

significativa e usando regressão linear nos valores obtidos experimentalmente obtêm-se

que Xd é dado por (3.5).

Xd = −0, 251id + 6, 507, id > 0 (3.5)

Entretanto, esses valores foram obtidos considerando que a força eletromotriz não

satura com a corrente, permanecendo constante, o que não acontece, uma vez que

os níveis de saturação também afetam a força eletromotriz (E), que diminui quando

o nível de saturação aumenta. Logo, para obter uma aproximação mais realista da

saturação de Xd, uma hipótese considerarada no trabalho (FERREIRA, 2000) foi fazer

a média entre o valor não saturado (id < 0) (3.4) e o obtido experimentalmente, sem

considerar a saturação da força eletromotriz (3.5), resultando na relação entre Xd e id

dada por (3.6).

Xd = −0, 126id + 7, 106, id > 0 (3.6)

Contudo, em posterior validação experimental do modelo, os erros obtidos conside-

rando essa aproximação para a saturação da força eletromotriz (3.6) foram considera-

velmente maiores, indicando que essa média não seria uma boa aproximação e que o

modelo que não considera a saturação de E (3.5) é mais preciso e acurado. As curvas

de variação de Xd em função de id são mostradas na Figura 3.3.
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Figura 3.3. Curvas de variação de Xd em função de id obtidas em (FERREIRA, 2000)

3.1.2 Reatância de eixo em quadratura (Xq)

A reatância síncrona de eixo em quadratura (Xq) pode ser determinada com pro-

cesso iterativo tendo a equação de variação da reatância síncrona de eixo direto (Xd)

(3.4) ou (3.5) e a característica externa com fator unitário U(I) (3.7) (FERREIRA,

2000).

3.1.2.1 Determinação experimental da característica externa com fator

unitário (U(i))

A característica externa para fator de potência unitário é obtida acionando a má-

quina à velocidade nominal, alimentando uma carga puramente resistiva variável e

medindo, para diferentes valores de resistência, a tensão e a corrente. A partir desses

dados é possível realizar uma regressão polinomial de segunda ordem para obter a lei

de variação U(i). Esse ensaio foi realizado em (FERREIRA, 2000), sendo a curva ca-

racterística externa para fator unitário obtida nos experimentos mostrada na Figura

3.4, da qual foi deduzida a equação (3.7).

34



Figura 3.4. Curva de característica externa para fator de potência unitário obtida em (FERREIRA,
2000)

U(i) = −0, 639i2 + 2, 041i+ 83, 808 (3.7)

O diagrama de Blondel simplificado, que de forma generalizada é mostrado na

Figura 2.11, para o caso específico de carga puramente resistiva é reduzido ao diagrama

mostrado na Figura 3.5.

Figura 3.5. Diagrama do modelo simplificado de Blondel para o gerador operando com fator de
potência unitário. Adaptado de (FERREIRA, 2000)

Para a operação com fator de potência unitário, é possível deduzir do diagrama de

blondel (Figura 3.5) as equações (3.8) à (3.11) (FERREIRA, 2000), usadas adiante na

formulação de um algoritmo para cálculo numérico de Xq.

id = −isenδ (3.8)

iq = icosδ (3.9)
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Ud = −Usenδ = −(Xqiq +Rid) (3.10)

Uq = Ucosδ = E0 +Xdid −Riq (3.11)

3.1.2.2 Algoritmo iterativo para determinação de Xq sem medição do ân-

gulo de carga (δ)

Tendo determinado a lei de variação de Xd e a característica externa para fator de

potência unitário U(i) para o gerador é possível determinar numericamente a reatância

síncrona de eixo em quadratura Xq, aplicando o algoritmo descrito pelos passos 1 a 5,

ilustrado pelo fluxograma da Figura 3.6 (FERREIRA, 2000).

1. Escolha de um valor inicial lógico para o ângulo de carga δ, considerando os

limites de estabilidade;

2. Para determinado ponto da curva de característica de fator unitário U(in), cal-

cular para o valor da corrente de estator in e para o ângulo de carga escolhido

anteriormente δ, os valores de corrente de eixo direto e em quadratura, dados por

(3.8) e (3.9), respectivamente;

3. Para o valor de corrente de eixo direto id calculado anteriormente, determinar

o respectivo valor de reatância de eixo direto Xd, usando a equação (3.4), para

id < 0, ou (3.5), para id > 0;

4. Reescrevendo a equação (3.11) como (3.12), é possível calcular U ′(in) substituindo

os valores de id, iq e Xd, calculados nos itens 2 e 3, enquanto o valor de E0 é dado

pela lei de formação (A.10), cuja obtenção é mostrada na seção A.2.

U ′(in) =
E0 +Xdid −Riq

cosδ
(3.12)

5. Se para o ângulo de carga estimado no item 1, no ponto da curva de caracterís-

tica externa com fator de potência unitário escolhido, a tensão do estator U(in)

coincide com o valor de tensão calculado no item 4, ou seja U(in) = U ′(in), o
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valor de Xq pode ser obtido de forma direta, reescrevendo a equação (3.10), como

(3.13).

Xq =
Usenδ −Rid

iq
(3.13)

Se para o valor de ângulo de carga escolhido no item 1 U(in) ̸= U ′(in), arbitrar

um novo valor de δ e retornar ao item 2.

Figura 3.6. Fluxograma para implementação do algoritmo para cálculo de Xq, sem necessidade de
medição de δ a partir de U(i)

Após a determinação de Xq para m pontos da curva de U(i) é possível obter, por

regressão linear, a lei de variação da reatância síncrona de eixo em quadratura. Essa

metodologia para determinação da lei de variação de Xq em função de iq foi aplicada
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em (FERREIRA, 2000), tendo sido obtida a equação (3.14), por regressão linear dos

pontos calculados com o algorítimo, como mostrado na Figura 3.7.

Xq = −0, 4531iq + 13, 868 (3.14)

Figura 3.7. Curva de variação de Xq em função de iq obtida em (FERREIRA, 2000)

3.2 RELAÇÃO ENTRE REATÂNCIAS E INDUTÂNCIAS SÍNCRONAS

As reatâncias de eixo direto e em quadratura se relacionam às indutâncias dos

respectivos eixos pelas equações (3.15) e (3.16), sendo as reatâncias Xd e Xq dadas

em Ω, as indutâncias Ld e Lq em Henrys (H) e a frequência elétrica f em Hertz (Hz)

(FITZGERALD et al., 2003; KUNDUR, 1994; WU et al., 2011).

Xd = 2πfLd = ωLd (3.15)

Xq = 2πfLq = ωLq (3.16)

Na seção 3.1 são apresentadas metodologias desenvolvidas em (FERREIRA, 2000) para

determinação experimental das relações entre as reatâncias Xd e Xq e as correntes id e

iq. Dado que as leis de variação de Xd(id) e Xq(iq) foram obtidas com ensaios realizados

à frequência nominal (f=50Hz), é possível obter da substituição das equações (3.15)

e (3.16) em (3.4), (3.5) e (3.14) as equações para Ld(id) (3.17) (3.18) e Lq(iq) (3.19),
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sendo os valores das indutâncias dados em mH.

Ld = 24, 5id, id < 0 (3.17)

Ld = −0, 7989id + 20, 71, id > 0 (3.18)

Lq = −1, 442iq + 44, 14 (3.19)

3.3 VARIAÇÕES DAS INDUTÂNCIAS LD E LQ DEVIDO À SATURAÇÃO E

EFEITO DE CROSS SATURATION

A representação clássica da máquina síncrona em dois eixos (d e q) é construída

considerando que os dois eixos são desacoplados e que têm indutâncias próprias Ld e Lq

contantes. Entretanto, diversos trabalhos, como (STUMBERGER et al., 2003; CHEN

et al., 2005; DUTTA; RAHMAN, 2006; ERGENE; EKIN, 2018) exploram as diferenças

entre o modelo teórico ideal, que faz essas simplificações, e resultados experimentais ou

modelagem computacional com MEF. Na prática, como foi apresentado anteriormente

na seção 3.1, para uma mesma velocidade de operação, em diferentes cargas, o efeito

magnetizante das correntes id e iq influencia nos valores das indutâncias e, consequen-

temente, das reatâncias. Isso ocorre por que a relutância do rotor é influenciada pela

corrente, de modo que se alteram as indutâncias em função da corrente que circula em

cada eixo, tendo Ld(id) e Lq(iq) (ERGENE; EKIN, 2018).

Vale ressaltar que as variações nas indutâncias de eixo direto e em quadratura não

ocorrem apenas quando a máquina opera acima da sua potência nominal, mas de-

vido às não linearidades, que alteram o nível de saturação e a distribuição do campo

magnético do rotor, dependendo das condições de operação (STUMBERGER et al.,

2003). Há, ainda, o efeito que a corrente de um eixo provoca na indutância do outro,

dado que, diferente da modelagem clássica onde as indutâncias mútuas entre os eixos

d e q são desconsideradas, na prática o fluxo induzido e a indutância de cada eixo

dependem simultaneamente, ambos, dos valores de iq e id, de modo que, se a satura-

ção mútua for considerada tem-se Ld(id, iq) e Lq(iq, id) (KAMOUN; POLOUJADOFF,

1985; ERGENE; EKIN, 2018).
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Quanto à montagem dos ímãs permanentes, o rotor pode ter duas topologias, com

ímãs montados na superfície e com ímãs embutidos no interior. A topologia influencia

na distribuição do fluxo magnético no rotor, como mostrado na Figura 3.8, de modo

que especialmente em rotores com ímãs no interior, é possível observar os efeitos da

saturação, causada pela interação dos campos dos ímãs permanentes e pela reação de

armadura (CHEN et al., 2005). Em máquinas com essa topologia, como na análise

realizada em (STUMBERGER et al., 2003), as indutâncias mútuas entre os eixos d e

q chegam, em alguns pontos de operação, à 20-40% do valor das indutâncias próprias,

podendo ser importante considerar o efeito de cross saturation na modelagem.

Figura 3.8. Análise de distribuição de fluxo magnético do rotor utilizando análise de MEF obtida em
(CHEN et al., 2005). (i) Rotor com ímãs montados na superfície: (a) circuito aberto; (b) id nominal;
(c) iq nominal; (ii) Rotor com ímãs embutidos no interior: (a) circuito aberto; (b) id nominal; (c) iq
nominal.

40



CAPÍTULO 4

MODELAGEM E IMPLEMENTAÇÃO
COMPUTACIONAL

4.1 MODELAGEM DA TURBINA EÓLICA

Duas importantes grandezas da turbina são a taxa de velocidade de ponta de pá

(λ), dada por (4.1), e seu coeficiente de potência (Cp), que representa a razão entre

a potência extraída e a potência disponível no vento (PINTO, 2014). Conhecer essas

variáveis da turbina é necessário para calcular a potência mecânica capturada por ela

(4.2), cujo valor também depende da densidade do ar (ρ), da velocidade do vento e do

raio da turbina. Conhecendo a potência é possível calcular ainda o torque mecânico

fornecido pela turbina ao gerador, dado por (4.3).

λ =
ωmr

Vvento

(4.1)

Pm =
1

2
Cpρπr

2V 3
vento (4.2)

Tm =
Pm

ωm

(4.3)

O Cp , de acordo com o limite de Betz, para uma turbina em fluxo aberto, pode

atigir até 0,593. Entretanto, turbinas reais operam abaixo desse rendimento ideal

(PINTO, 2014). A determinação das curvas de Cp de uma turbina podem ser feitas

experimentalmente e por simulações computacionais (MENDES, 2015). Uma vez que

esse trabalho não é focado nos aspectos aerodinâmicos das turbinas eólicas, optou-se

por utilizar a modelagem matemática apresentada em (ALABOUDY et al., 2012), dada

pela equação (4.4), na qual o Cp é uma função de λ e do ângulo de pitch da pá (β),

sendo as contantes c1 = 0, 5176, c2 = 116, c3 = 0, 4, c4 = 5, c5 = 21, c6 = 0, 0068.

Cp(λ, β) = c1

(
c2
λi

− c3β − c4

)
e

−c5
λi + c6λ (4.4)



1

λi

=
1

λ+ 0, 08β
− 0, 035

β3 + 1

Considerando que na região de operação abaixo da velocidade nominal o controle

não é feito por ângulo de pitch, portanto considerando β = 0, é possível plotar a curva

de variação do Cp em função de λ (4.4), mostrada na Figura 4.1. Logo, para turbina

modelada pela equação (4.4), com os parâmetros c1 a c6 utilizados em (ALABOUDY

et al., 2012), obtêm-se o valor de Cpotimo = 0, 48, no qual λopt = 8, 1. Dado que

a potência mecânica é dada por (4.2), substituindo o valor de Cp pela equação (4.4),

variando a velocidade da turbina, em RPM, as curvas de potência mecânica, em função

da velocidade do rotor, para diferentes velocidades de vento, são mostradas na Figura

4.2.

Figura 4.1. Cp em função de λ, para β = 0
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Figura 4.2. Potência mecânica extraída pela turbina para diferentes velocidades de vento, em função
da velocidade do rotor

4.2 FUNDAMENTOS E PRINCIPAIS MÉTODOS DE RASTREAMENTO DO

PONTO DE MÁXIMA POTÊNCIA

O aerogerador pode operar em quatro regiões diferentes, dependendo da velocidade

do vento, como mostrado na Figura 4.3. Na região de espera, antes de o vento atingir a

velocidade de partida, para que a turbina acione o gerador, o sistema permanece desli-

gado. Na região de modo normal de operação o sistema passa a funcionar e o controle

de velocidade é feito eletricamente, controlando as variáveis do conversor do lado do

gerador. Já na terceira região, quando o vento está acima da velocidade nominal, esse

controle é feito mecanicamente, podendo ser realizado por meio de controle do ângulo

de pitch ou por stall (ALABOUDY et al., 2012)(WU et al., 2011). Se a velocidade do

vento aumentar acima da máxima permitida para o sistema, ou seja, acima da veloci-

dade de corte, o aerogerador é desligado e a frenagem do sistema é feita, para evitar

danos às partes mecânicas do sistema (PINTO, 2014).
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Figura 4.3. Regiões de operação de um aerogerador. Adaptado de (WU et al., 2011)

Na região de operação II, com a velocidade do vento abaixo da nominal, o controle

da velocidade do sistema se dá pelo controle do gerador e, para cada velocidade de

vento, dependendo de características aerodinâmicas da turbina que determinam o seu

coeficiente de potência (CP), existe uma velocidade do rotor para a qual é extraída

a máxima energia do vento, ou seja, o CP é máximo (VÁSQUEZ, 2014; KIMURA et

al., 2012). Para determinar o ponto ótimo de operação para diferentes velocidades de

vento, são utilizados diversos métodos de rastremento de ponto máximo de potência,

ou MPPT, sigla em inglês para Maximum Power Point Tracking. Diferentes métodos

de MPPT apresentam vantagens e desvantagens quanto a aspectos como custo, com-

plexidade de instrumentação de sensores, tempo de resposta, facilidade de aplicação,

necessidade de conhecimento preliminar de informações do sistema (DURSUN; KU-

LAKSIZ, 2020). Dentre os métodos de MPPT adotados comercialmente em sistemas

eólicos destacam-se P&O, TSR e OTC.

O método de P&O é um dos mais comuns pela simplicidade de instrumentação e

menor custo, mas ele pode ter um tempo de resposta lento. Um exemplo de algoritmo

de P&O, no qual a tensão de operação é perturbada a cada ciclo do MPPT, por meio

da alteração do ciclo de trabalho do conversor (d), é mostrado na Figura 4.4.
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Figura 4.4. Algoritmo de MPPT por método P&O. Adaptado de (LAHFAOUI et al., 2016)

Em cada ciclo do algoritmo, corrente e tensão são lidos e a potência de saída é calcu-

lada, através desses parâmetros. Caso a potência tenha aumentado com a perturbação

realizada, o algoritmo está convergindo para o ponto de máxima potência e, depen-

dendo do sinal da variação de tensão, o ciclo de trabalho do conversor é incrementado

ou decrementado. Os sinais de tensão e corrente são continuamente monitorados pelo

controlador e as perturbações no sinal da tensão seguem até o sistema atingir o ponto

de máxima potência, em torno do qual ficará oscilando (LAHFAOUI et al., 2016).

No controle de MPPT pelo método de TSR, ilustrado de forma simplificada na

Figura 4.5, o sistema de controle atua para manter a operação com ótima taxa de

velocidade de ponta (λotimo). Para isso, é necessária a medição da velocidade do vento

por um anemômetro, ou sua estimação por meio de um algoritmo preditivo, já que com

essa medida, conhecidos previamente o raio (R) e λotimo da turbina, é possível calcular

a velocidade de referência do gerador (Equação 4.5) (ωm∗), utilizada pelo sistema

de controle do conversor para que o sistema opere no ponto de máxima extração de

potência (WU et al., 2011).

ωm∗ =
Vventoλotimo

R
(4.5)
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Figura 4.5. Representação simplificada de sistema de conversão com MPPT por método de ótimo
TSR. Adaptado de (WU et al., 2011)

Na técnica de MPPT por controle de torque ótimo (OTC), a velocidade da turbina

é medida e utilizada para calcular o valor de torque de referência, no qual ocorre a

extração da máxima potência, dado pela equação (4.6). Destaca-se a não necessidade

de medir a velocidade do vento, o que simplifica a instrumentação para essa metodologia

de MPPT (WU et al., 2011). Entretanto, é preciso conhecer parâmetros da turbina,

como Cpotimo, λotimo e o raio (r), para que se possa calcular a constante de torque

ótimo Kotimo, dada pela equação (4.7) (LABIDI et al., 2017a; KUMAR et al., 2016a).

Conhecer as curvas de Cp e λ da turbina envolve a realização de experimentos ou

modelagem computacional da mesma, como citado na seção 4.1.

Tm∗ = Kotimoω
2
m (4.6)

Kotimo =
0, 5ρπR5Cpotimo

λ3
otimo

(4.7)

Figura 4.6. Representação simplificada de sistema de conversão com MPPT por método de OTC.
Adaptado de (WU et al., 2011)
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4.3 MODELAGEM DO PMSG CONSIDERANDO A SATURAÇÃO DE LD E

LQ

Diversos trabalhos que estudam técnicas de MPPT utilizam nas simulações o bloco

pré-existente no MATLAB/Simulink para representar o gerador de ímãs permanentes.

Esse bloco modela o gerador de ímãs permanentes no sistema de referência dq0, des-

considerando as saturações magnéticas, como as que causam as variações de Ld e Lq

em função da corrente.

Com o objetivo de avaliar o efeito dessa saturação na modelagem da máquina de

polos salientes, é proposta uma modelagem do PMSG no Simulink utilizando diagra-

mas de blocos, partindo do modelo apresentado em (WU et al., 2011), no qual as

indutâncias são consideradas constantes na simulação. Metodologias semelhantes de

modelagem de PMSG para simulação dinâmica usando diagramas de blocos no Simu-

link são encontradas em (ROLAN et al., 2009) e (ALI et al., 2017).

As equações (2.58) e (2.59) podem ser reescritas em função das correntes id e iq

como (4.8) e (4.9), respectivamente (WU et al., 2011).

id =
1

S

(−ed −RSid + ωeLqiq)

Ld

(4.8)

iq =
1

S

(−eq −RSiq − ωeLqiq + ωeΨPM)

Lq

(4.9)

A equação de movimento que descreve a velocidade do rotor de uma máquina

operando como gerador (2.54), por sua vez, pode ser reescrita como (4.10).

ωe =
1

S

P

J
(Tm − Tem) (4.10)

O torque eletromecânico Tem é dado pela equação (2.61). No modelo o torque

mecânico Tm é uma entrada do gerador, proveniente da turbina eólica, na qual o torque

mecânico é dado pela equação (4.3). A partir das equações (4.8), (4.9), (4.10) e (2.61) é

possível criar um modelo de diagrama de blocos para o PMSG, representado na Figura

4.7.
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Figura 4.7. Diagrama de blocos para simulação computacional do GSIP, tendo as tensões ed e eq
como variáveis de entrada do modelo. Adaptado de (WU et al., 2011)

Vale ressaltar também que a correção por efeito pelicular para essa máquina seria

um fator (0, 0001f) (FERREIRA, 2000), entretanto para a gama de frequência de

operação possível da máquina esse valor não é significativo, isso somado ao fato que,

para as máquinas síncronas, a reatância é consideravelmente maior que a resistência

(X >> R) (FITZGERALD et al., 2003), permite que a correção do efeito pelicular

possa ser desprezada na modelagem da máquina, sem grandes prejuízos (HAQUE;

RAHMAN, 1999).

Em simulações de MPPT as variáveis de entrada do conversor, que são contro-

ladas pelo algoritmo de MPPT, usualmente são as tensões nos terminais do gerador

(ea, eb, ec), logo, é conveniente modelar o gerador de forma que se tenha nas saídas do

modelo ed e eq. Entretanto, ao usar o modelo apresentado acima, as variáveis de saída

do gerador são as corrente id, iq e, após transformada inversa de Park, se obtêm as

correntes de linha (ia, ib, ic).

Afim de modelar o GSIP tendo como variáveis de saída as tensões, é proposto o

modelo de diagrama de blocos mostrado na Figura 4.8, no qual são implementadas

as equações de tensão de eixo direto (2.58) e em quadratura (2.59) em sua forma
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diferencial.

Figura 4.8. Diagrama de blocos para simulação computacional do GSIP, tendo as tensões ed e eq
como variáveis de saída do modelo.

Deve ser comentado que, nos momentos de chaveamento de carga e de alteração

da velocidade de vento, dependendo do ponto de operação, a simulação diverge mate-

maticamente, devido à derivada no modelo. Para contornar esse problema foi inserida

uma saturação após a derivada, de modo que o modelo passou a se comportar de ma-

neira estável nos diversos cenários de simulação possíveis, dentro dos valores de carga

e velocidade do vento compatíveis com a máquina modelada. A validação desse mo-

delo se dá pela comparação dos resultados, para o mesmo cenário de simulação, com

o modelo mostrado na Figura 4.7, que já foi utilizado nos trabalhos supracitados. Os

resultados são apresentados nas Figuras 4.9, 4.10, 4.11 e mostram que os modelos são
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equivalentes, produzindo resultados iguais em regime permanente e com diferenças não

significativas no período de transitório, o que era esperado, dado que são duas formas

diferentes de modelagem das mesmas equações.

Figura 4.9. Tensões de eixo direto e em quadratura para o modelo do GSIP como fonte de corrente
(vd, vq) e como fonte de tensão (v′d, v

′
q)

Figura 4.10. Correntes de eixo direto e em quadratura para o modelo do GSIP como fonte de
corrente (id, iq) e como fonte de tensão (i′d, i

′
q)

Figura 4.11. Potência elétrica para o modelo do GSIP como fonte de corrente (Pel) e como fonte
de tensão (Pel′)
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O modelo de diagrama de blocos da Figura 4.8 não contempla o efeito da satura-

ção provocada nas indutâncias pelas correntes, que na máquina modelada são descritas

pelas equações (3.17), (3.18) e (3.19). Entretanto, para que essas equações sejam incor-

poradas à modelagem computacional basta que, ao invés de considerar Ld e Lq ganhos

constantes, sejam dados pelas leis de formação Ld(id) e Lq(iq), cujos diagramas de blo-

cos são mostrados nas Figuras 4.12 e 4.13. Por fim, o diagrama de blocos do modelo

de GSIP considerando as variações de Ld e Lq é dado pela Figura 4.14. Simulações

para analisar o desempenho e diferenças entre ambos os modelos serão apresentadas

no Capítulo 5.

Figura 4.12. Bloco para cálculo de Ld(id), equações (3.17), (3.18)

Figura 4.13. Bloco para cálculo de Lq(iq), equação (3.19)
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Figura 4.14. Diagrama de blocos para simulação computacional do GSIP, tendo as tensões ed e eq
como variáveis de saída do modelo, considerando Ld(id) e Lq(iq)

4.4 SISTEMA DE CONVERSÃO DE ENERGIA EÓLICA

Existem diversas topologias possíveis para o sistema de conversão de energia elétrica

para sistemas eólicos, dentre os quais destacam-se os mostrados nas Figuras 4.15 e 4.16.

A principal vantagem do primeiro tipo é que, nos conversores back-to-back é possível

realizar o fluxo bidirecional de potência, o que ajuda no controle para se adequar às

normas de procedimentos da rede à qual o gerador se conecta.

Em relação ao sistema com uma ponte de diodos retificadora conectada ao conversor

boost se destacam a simplicidade do sistema e baixo custo de implantação. Esse será
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o esquema modelado no trabalho, pois seria mais compatível com a aplicação para um

gerador de baixa potência. Como o objetivo do trabalho é estudar apenas o controle

do lado do gerador, não será implementado o inversor, com controle do lado da rede,

sendo o barramento DC conectado diretamente à carga.

Figura 4.15. Representação simplificada de um aerogerador com GSIP e conversor back-to-back.
Adaptado de (YANG et al., 2012)

Figura 4.16. Representação simplificada de um aerogerador com GSIP retificador de diodos e
conversor boost. Adaptado de (YANG et al., 2012)

O projeto do conversor Boost leva em conta suas condições de operação, como o

ripple máximo desejável, entre outros aspectos. As equações necessárias para dimen-

sionamento dos capacitores da entrada e da saída e do indutor podem ser encontradas

em (HAUKE, 2009). Para o caso de implementação experimental, é necessário calcu-

lar ainda as tensões e correntes mínimas que o diodo e transistor de potência (IGBT

ou MOSFET) precisam suportar, para que se tenha uma operação segura, dentro dos

limites nominais de tensão e corrente desses elementos. Para o sistema modelado para

simulação, obtiveram-se os valores de componentes mostrados na tabela 4.1.
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Cin 150 µF
Cout 500 µF

L 7 mH
fPWM 15 kHz

Tabela 4.1. Especificações dos componentes do Boost

Em GSIPs a velocidade de rotação é diretamente proporcional à tensão nos termi-

nais da máquina, o princípio de funcionamento do conversor boost é que, ajustando

o ciclo de trabalho (d) do transistor, é possível alterar a tensão na saída. Isso altera

a carga percebida pelo gerador e, pelo princípio de conservação energética o gerador

responde alterando sua velocidade de rotação (KARTHI et al., 2019).

Quando a tensão de saída no boost é elevada, para compensar a tensão no gerador

diminui, como mostra o resultado da Figura 4.17, obtida com esquema de simulação

mostrado na Figura 5.14, exceto pela definição da tensão DC de referência, que foi

arbitrária, não calculada pelo MPPT.

]
Figura 4.17. Tensão DC na saída do Boost e tensão alternada na saída do gerador

Uma vez tida a tensão DC de referência (V ∗
dc), o controle do boost em malha fechada

pode ser feito com um controlador PI, como mostrado na Figura 4.18. Em um conversor

boost a tensão de saída é sempre maior que a de entrada, e se relacionam pelo ciclo de

carga conforme a equação (4.11). Outra possibilidade é o controle do boost em malha

aberta, medindo a tensão de entrada e utilizando a tensão de referência como tensão

de saída em (4.11), para calcular o ciclo de trabalho.
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Figura 4.18. Controle de boost em malha fechada

V dcout =
1

1−D
V dcin (4.11)

Usualmente os conversores boost são usados para converter uma tensão de entrada

variável em uma tensão de saída constante (RASHID, 2013), entretanto nesse caso em

que a tensão de saída do boost é usada para controlar o gerador, variando de acordo com

o ponto de operação, seria necessário mais um estágio de conversão DC-DC, como outro

conversor Boost em cascata, para obter um barramento DC com tensão constante, ao

qual um inversor pudesse se conectar para fornecer à carga tensão de saída alternada

com amplitude constante.

4.5 IMPLEMENTAÇÃO DE MPPT POR CONTROLE DE TORQUE ÓTIMO

(OTC)

Como exposto na seção 4.2, o valor de referência para controle do torque do gerador

se relaciona com sua velocidade pela equação (4.6), sendo a constante de torque ótimo

dependente dos parâmetros da turbina e descrita pela equação (4.7). Para a turbina

modelada, Kotimo = 0, 001833, as curvas de Característica de Torque x velocidade

do rotor da turbina, para diferentes velocidades de vento, e a curva de torque ótimo

são mostradas na Figura (4.19). O princípio de controle de OTC é que, controlando
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as variáveis elétricas é possível mudar o valor do Tem, o torque mecânico se alinha

ao torque eletromagnético, sendo iguais em regime permanente. É possível controlar

a velocidade do gerador (WU et al., 2011) dessa forma, pois a diferença entre esses

torques acelera ou freia a máquina, como descrito pela equação (2.54).

Figura 4.19. Característica de Torque x velocidade do rotor da turbina, para diferentes velocidades
de vento, e curva de torque ótimo.

Em diversos trabalhos ((LABIDI et al., 2017b; ZARKOV; DEMIRKOV, 2017; WU

et al., 2011)) são encontrados esquemas de controle de MPPT por OTC com controle

de duas malhas de corrente, id e iq, que são usadas como referência para controle de um

retificador ativo. Esse tipo de sistema apresenta maior robustez, permitindo fazer, além

do MPPT, controle de MTPA (máximo torque por ampère), ZDC (corrente de eixo

direto zero), UPF (fator de potência unitário), aumentando a eficiência, diminuindo

as perdas e controlando os reativos, dependendo do método de controle que mais se

adeque ao sistema. Entretanto, para um gerador de pequena potência, como é o caso

do modelo estudado, é mais coerente o uso de um método de controle por meio de um

boost, pois essa estratégia é consideravelmente mais barata e, portanto, mais viável

para aplicação em pequenos geradores.

Em (WU et al., 2011), é proposto um método de controle de MPPT utilizando
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um conversor boost, entretanto a metodologia adotada é de Power Signal Feedback.

Nesse sistema a potência é dividida pela tensão de entrada do boost, para que se

possa calcular a corrente de referência no indutor i∗dc. Levando em conta que a relação

entre a potência elétrica e o torque do gerador se dá proporcionalmente à velocidade, é

proposto que o torque de referência seja multiplicado pela velocidade, tendo portanto

a potência de referência, e analogamente ao que foi feito em (WU et al., 2011), esse

valor é usado para calcular o valor de tensão de referência que deve ser aplicada ao

boost, para se extrair o valor de potência desejado (4.12). A partir disso, é proposta a

malha de controle mostrada na Figura 4.20, para controle do torque ótimo.

V ∗
dc =

P ∗

idc
(4.12)

Figura 4.20. Implementação de controle de MPPT por OTC

4.6 DISCUSSÃO SOBRE OS IMPACTOS DA SATURAÇÃO DAS INDUTÂN-

CIAS LD E LQ NO CONTROLE DE GSIPS

No esquema de controle mostrado na Figura 4.20, o torque eletromecânico deve

ser medido, e é dado pela equação (2.61), como o gerador é de polos salientes, esse

valor dependerá dos valores das indutâncias de eixo direto e em quadratura. Se essas

indutâncias saturam com a corrente e essa saturação não é levada em conta no cálculo,

há uma diferença entre o ponto de operação obtido pelo controle, e o ponto ótimo de

operação. Os efeitos causados pela saturação das indutâncias nos resultados obtidos

nas simulações, bem como o diagrama de blocos completo com todos os componentes

do sistema usados na simulação, são mostrados na seção 5.3.

Nos casos dos geradores de polos lisos nos quais pode-se considerar que Ld − Lq =
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0, é adotada a simplificação da equação (2.61) por (2.62), como nos trabalhos que

estudam controle de OTC para esse tipo de GSIP (LABIDI et al., 2017b), (KUMAR

et al., 2016b), (WU et al., 2011). Nesses casos, o controle do torque não depende dos

valores das indutâncias, sendo o Tem expresso apenas em função da corrente de eixo

em quadratura, do número de polos e do fluxo do rotor. Enquanto iq é controlada para

obter o torque ótimo, id usualmente é usada para que se opere com redução de perdas,

por controle de ZDC, como em (LABIDI et al., 2017b), esses controles, por sua vez,

dependem dos valores das indutâncias para cálculo da corrente de referência para a

malha de controle de id.

Há poucos trabalhos que abordam o controle de geradores de polos salientes. Em

(ZARKOV; DEMIRKOV, 2017) é proposto um controle de OTC para esse tipo de

gerador utilizando retificador ativo, esquema de controle mostrado na Figura 4.21, no

qual os valores de referência das correntes de eixo direto e em quadratura dependem

diretamente dos valores das indutâncias Ld e Lq, sendo expressas por (4.13) e (4.14).

Essas equações também foram adotadas em (WU et al., 2011) para obtenção do máximo

torque por ampère (MPTA).

id∗ =
−ΨPM

2(Lq − Ld)
+

√
Ψ2

PM

4(Lq − Ld)
+ i∗q (4.13)

iq∗ =
2T ∗

em

3P (ΨPM + (Lq − Ld)id)
(4.14)
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Figura 4.21. Esquema de controle de MPPT por OTC associado à controle de MPTA. Traduzido
de (ZARKOV; DEMIRKOV, 2017)

Isso exemplifica que, dependendo da metodologia de controle adotada, o cálculo dos

valores de referência para o controle das correntes, podem depender das indutâncias

e a saturação das mesmas pode afetar o funcionamento desses métodos de controle,

em maior ou menor grau, dependendo do nível de variação das indutâncias. Por outro

lado, em esquemas de controle como o método de MPPT por P&O, ou o controle de

ZDC, por exemplo, as indutâncias não são levadas em conta no processo de controle

da máquina, logo sua saturação não deve afetar o desempenho desses métodos.
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CAPÍTULO 5

APRESENTAÇÃO DE RESULTADOS

Os parâmetros utilizados para simulação do GSIP no MATLAB/Simulink são os

obtidos em (FERREIRA, 2000), cujas especificações do gerador utilizado pela autora

nos experimentos são apresentadas na tabela 5.1. O número de pares de polos (P )

é calculado pela equação (A.11), a constante de fluxo magnético do ímã permanente

(ΨPM) vem da equação (A.12), em ambos os casos foram usados os dados apresenta-

dos no ensaio da máquina em vazio, os demais parâmetros são dados diretamente no

trabalho.

Fabricante SIEMENS
Modelo Siemosyn 132M
Ligação Estrela

Número de pares de polos (P ) 3
Potência nominal 2500W
Corrente nominal 10,8A

Tensão Nominal (linha) 190V
Rotação nominal 1000RPM

Frequência nominal 50Hz
Frequência máxima 100Hz

Fluxo dos ímãs permanentes (ΨPM) 0,275Wb
Resistência do estator (RS) 0,423 Ω

Tabela 5.1. Especificações do modelo do gerador

5.1 FUNCIONAMENTO DOS MODELOS DE GSIP COM INDUTÂNCIAS

CONSTANTES E VARIÁVEIS CONECTADOS DIRETAMENTE À CARGA,

OPERANDO SEM SISTEMA DE CONTROLE

O diagrama de blocos da simulação é mostrado na Figura 5.1. A metodologia

utilizada é semelhante à simulação realizada em (WU et al., 2011), entretanto, são

considerados os efeitos da variação de carga na velocidade do gerador, dado que o



momento de inércia do sistema, gerador e turbina, é considerado J = 0, 10 kg.m2,

não sendo suficientemente grande para que se possa considerar a velocidade constante.

Outra diferença é, como citado na seção 4.3, o gerador é modelado tendo como variáveis

de saída as tensões ed e eq.

O sinal das correntes de eixo direto, id, e de eixo em quadratura, iq, são submetidas

à transformada reversa de Park (2.36), obtendo-se as correntes na referência abc. Para

que esses sinais de correntes de linha possam simular a alimentação de uma carga pura-

mente resistiva RC , eles são utilizados como sinais de controle dos blocos do Simulink

de fontes de corrente controladas.

As correntes ia, ib e ic percorrem uma carga RC , na qual são medidas as tensões

de fase ea, eb e ec, submetidas à transformada de Park (A.11), resultando nas tensões

ed e eq, que são dados de entrada no modelo do gerador. O valor da carga pode ser

alterado chaveando resistências em paralelo.

Figura 5.1. Diagrama de blocos para simulação computacional de um GSIP, tendo tensão como
variável de saída, operando isoladamente e conectado diretamente à carga

Com o intuito de analisar o impacto da saturação das indutâncias Ld e Lq, em função

das correntes id e iq, no funcionamento do GSIP conectado diretamente à carga, em

diferentes pontos de operação, os modelos de gerador com as indutâncias constantes,

mostrado na Figura 4.8, e o modelo cujos valores das indutâncias variam, mostrado

na Figura 4.14, foram submetidos às mesmas velocidade do vento (Figura 5.2) e de

condições de carga (Figura 5.3).
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Figura 5.2. Curva de variação da velocidade do vento ao longo do tempo na simulação

Figura 5.3. Curva de variação da carga ao longo do tempo na simulação

Correlacionando a variação de Ld no modelo que considera as saturações, mostrada

na Figura 5.4(a), com as curvas das Figuras 5.2 e 5.3, é possível concluir que, para

id < 0, como era o cenário da simulação, quanto maior a velocidade do vento e maior a

carga do gerador, ou seja, menor a resistência conectado à seus terminais, maior será a

desmagnetização da indutância de eixo direto, pois a corrente de eixo direto será maior

em módulo, causando maior variação de Ld, conforme a equação (3.17). É possível

observar a mesma correlação entre a velocidade do vento, a carga e a saturação de Lq,

como mostra a Figura 5.5(a).

Os erros percentuais entre as indutâncias considerando ou não o efeito de saturação

são apresentados nas Figuras 5.4(b) e 5.5(b) e chegam à 22,5% e 19,8%, respectiva-

mente, sendo os valores do modelo com saturação considerados os valores de referência.
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(a) (b)
Figura 5.4. (a) Indutância de eixo direto, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes (Ld)
e variáveis (Ld”); (b) Erro percentual entre Ld e Ld”.

(a) (b)
Figura 5.5. (a) Indutância de eixo em quadratura, para o modelo de GSIP com indutâncias cons-
tantes (Lq) e variáveis (Lq”); (b) Erro percentual entre Lq e Lq”.

As Figuras de 5.6(a) à 5.12(a) mostram as diferenças entre o desempenho dos dois

modelos de gerador para as tensões e correntes de eixo direto e em quadratura, torque

eletromecânico, potência elétrica e velocidade de rotação. Dentre esses aspectos, o

que apresentou menor variação foi o de velocidade, o que pode ser correlacionado

com o fato de que a equação que define a velocidade do gerador (2.54) é a única

que não apresenta dependência direta dos valores de Ld e Lq, sendo então a menos

afetada, entre as grandezas citadas, pela saturação desses parâmetros. Entretanto, para

os demais parâmetros analisados, as diferenças aumentam consideravelmente quanto

maior for a velocidade do vento e a carga, sendo que no cenário de Vvento = 12m/s e

Rc = 15 Ω, as variáveis elétricas analisadas variam em média 7% entre o desempenho

do gerador considerando as duas modelagens, logo, se mostra razoável a incorporação

das saturações de Ld e Lq na modelagem do gerador para esse tipo de análise.

63



(a) (b)
Figura 5.6. (a) Tensão de eixo direto, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes (ed) e
variáveis (ed”); (b) Erro percentual entre ed e ed”.

(a) (b)
Figura 5.7. (a) Tensão de eixo em quadratura, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes
(eq) e variáveis (eq”); (b) Erro percentual entre eq e eq”.

(a) (b)
Figura 5.8. (a) Corrente de eixo direto, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes (id) e
variáveis (id”); (b) Erro percentual entre id e id”.
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(a) (b)
Figura 5.9. (a) Corrente de eixo em quadratura, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes
(iq) e variáveis (iq”); (b) Erro percentual entre iq e iq”.

(a) (b)
Figura 5.10. (a) Torque eletromecânico, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes (Tem)
e variáveis (Tem”); (b) Erro percentual entre Tem e Tem”.

(a) (b)
Figura 5.11. (a) Potência elétrica, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes (Pel) e
variáveis (Pel”); (b) Erro percentual entre Pel e Pel”.
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(a) (b)
Figura 5.12. (a) Velocidade de rotação, para o modelo de GSIP com indutâncias constantes (ω) e
variáveis (ω”); (b) Erro percentual entre ω e ω”.

5.2 FUNCIONAMENTO DO MODELOS DE GSIP COM INDUTÂNCIAS VA-

RIÁVEIS CONECTADO AO SISTEMA DE CONVERSÃO, OPERANDO

COM E SEM CONTROLE MPPT

Afim de observar a importância da implementação de algoritmo de MPPT para

extração maximizada da potência do vento, o mesmo modelo de gerador, mostrado

na Figura 4.14, foram submetidos à mesma variação de velocidade de vento ao longo

do tempo, como mostrado na Figura 5.15, entretanto, o primeiro gerador está ligado

apenas ao retificador e à carga (Figura 5.13), enquanto o segundo opera com controle

de MPPT por OTC, descrito na seção 4.5, como mostra o diagrama de blocos da Figura

5.14.

Figura 5.13. Simulação computacional do GSIP operando sem controle de MPPT
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Figura 5.14. Simulação computacional do GSIP operando com controle de MPPT

Figura 5.15. Curva de variação da velocidade do vento ao longo do tempo na simulação

O resultado das simulações, apresentados nas Figuras 5.16(a) à 5.19(b), mostram

que o uso de MPPT é muito relevante para que o sistema tenha um bom desempenho.

Para carga mantida constante, Rc = 60Ω, o erro do coeficiente de potência com relação

ao CPotimo chegou à 29% no sistema operando sem MPPT, em regime permanente para

velocidade do vento alta (14 m/s), como mostra a Figura 5.16(b). Essa variação de CP ,

que por definição é a relação de potência extraída pela turbina e a potência disponível no

vento, faz com que o gerador operando com controle de MPPT extraia maior potência,

para uma mesma velocidade de vento, como mostrado na Figura 5.17(a).
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(a)

(b)
Figura 5.16. (a) Coeficiente de potência para o GSIP operando com e sem controle de MPPT; (b)
Erro percentual do CP com sistema operando sem MPPT, com relação ao CP ótimo

(a)

(b)
Figura 5.17. (a)Potência mecânica do GSIP operando com e sem controle de MPPT; (b) Erro
percentual da Potência mecânica com sistema operando sem MPPT
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Erro semelhante ao de CP é encontrado em λ, como mostrado na Figura 5.18(b).

Isso se dá porque os valores de CP podem ser descritos em função de λ, são diretamente

relacionados como mostra a curva da Figura (4.1). Se a razão de velocidade de ponta

de pá não é a ideal, a extração máxima de potência não ocorre, ou seja CP ̸= CPotimo.

(a)

(b)
Figura 5.18. (a) λ para o GSIP operando com e sem controle de MPPT; (b) Erro percentual de λ
com sistema operando sem MPPT, com relação ao λ ótimo

Uma vez que o raio das turbinas e a velocidade do vento são as mesmas, em ambos

os sistemas simulados, com e sem MPPT, o que causa essa variação em λ e, conse-

quentemente em CP , de acordo com a equação (4.1), são as diferenças de velocidade

de rotação entre os sistemas, como mostrado na Figura 5.19(b). O sistema que opera

sem MPPT tem uma velocidade consideravelmente mais elevada que o outro sistema,

chegando a 32% de erro. Isso indica que, na cuva que mostra a variação de potência

em função de ωm (Figura 4.2), o gerador sem controle opera à direita do ponto ideal,

enquanto o gerador com controle opera no ponto ótimo, seguindo a curva de MPPT.
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(a)

(b)
Figura 5.19. (a)Velocidade de rotação do GSIP operando com e sem controle de MPPT; (b) Erro
percentual da velocidade de rotação com sistema operando sem MPPT

Por fim, como o MPPT se baseia em controlar o torque da máquina, para ex-

trair maior potência, os valores dessa variável são fortemente afetados pelo controle

de MPPT, como mostrado na Figura 5.20(b), os erros no valor do torque do sistema

sem controle chegam à 45% do valor ideal. A curva de torque mecânico mostrada na

Figura 5.20(a), mostram que o gerador sem controle opera à direita da curva de torque

ótimo, mostrada em 4.19, informação coerente com os valores obtidos para velocidade

de rotação desse gerador, na Figura 5.19(a).

Vale ressaltar também o tempo de resposta do MPPT, que demora alguns segundos

para que a máquina passe a operar no ponto ótimo. Esse tempo de resposta se mostrou

maior quanto mais baixa a velocidade do vento. A principal desvantagem do MPPT

por OTC, apontada em (NASIRI et al., 2014), que comparou essa metodologia com

a de TSR, seria o tempo de resposta. Isso é esperado, já que o sistema (gerador e
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turbina) possuem um momento de inércia J , e o MPPT por OTC utiliza a velocidade

do gerador, que vai depender da resposta inercial do sistema, como mostra a equação

(2.54).

(a)

(b)
Figura 5.20. (a)Torque mecânico para o GSIP operando com e sem controle de MPPT; (b) Erro
percentual do Torque mecânico com sistema operando sem MPPT

5.3 COMPARAÇÃO DO MPPT NOS MODELOS DE GSIP COM E SEM

SATURAÇÃO DE LD E LQ

Para avaliar os impactos que a não consideração da saturação das indutâncias pode

causar no controle de MPPT proposto na seção 4.5, foi feita uma simulação, cujos

diagramas de blocos são mostrados na Figura 5.14, alterando as condições de vento ao

longo do tempo como na Figura 5.15. Entretanto, ao invés de utilizar os valores de

indutância apenas considerando a saturação, como no sistema operando com MPPT

e gerador modelado com as saturações, apresentado na seção anterior, foram também
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consideradas as mesmas indutâncias constantes (Ld = 20, 7 mH e Lq = 44, 1 mH), para

o cálculo do torque (2.61) dos dois modelos de gerador. Como era esperado, dado que

o torque eletromecânico calculado para malha de controle depende das indutâncias,

a desconsideração da saturação dessas grandezas nessa conta ocasionou um erro no

controle do Boost, fazendo com que o gerador nesse caso não operasse exatamente no

ponto ótimo em regime permanente, como mostrado nas Figuras de 5.21 à 5.27.

Figura 5.21. Curvas de λ para os modelos de GSIP considerando valores de indutâncias constantes
(λ) e variáveis (λ”)

(a) (b)
Figura 5.22. Detalhes das curvas de λ e (λ”) para velocidade do vento igual à: (a)4 m/s; (b)14 m/s.

Figura 5.23. Curvas de CP para os modelos de GSIP considerando valores de indutâncias constantes
(CP) e variáveis (CP”)
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(a) (b)
Figura 5.24. Detalhes das curvas de CP e CP” para velocidade do vento igual à: (a)4 m/s; (b)14
m/s.

Figura 5.25. Curvas de Tmec para os modelos de GSIP considerando valores de indutâncias cons-
tantes (Tmec) e variáveis (Tmec”)

(a) (b)
Figura 5.26. Detalhes das curvas de Tmec e (Tmec”) para velocidade do vento igual à: (a)4 m/s;
(b)14 m/s.
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Figura 5.27. Curvas de ωm para os modelos de GSIP considerando valores de indutâncias constantes
(ωm) e variáveis (ωm”)

(a) (b)
Figura 5.28. Detalhes das curvas de ωm e (ωm”) para velocidade do vento igual à: (a)4 m/s; (b)14
m/s.

Como mostrado pelos resultados, a diferença entre os valores depende da condição

de operação do gerador, que determina o nível de saturação das indutâncias. No caso de

velocidades do vento mais baixas, como mostrado na seção 5.1, a saturação é menor,

logo o efeito dessa saturação causa menos erros quando desprezada no controle da

máquina, o contrário acontece com velocidades de vento altas.

As simulações indicam que o erro causado pela desconsideração da saturação das

indutâncias não é suficientemente grande para inviabilizar o controle por MPPT, o

que era esperado, dado que algoritmos já foram implementados desconsiderando esse

aspecto e, mesmo assim, levam a máquina a ter um desempenho bem melhor do que

se estivesse operando sem controle de MPPT, por exemplo. Entretanto, essa diferença

existe e constatar isso pode explicar por exemplo, a diferença que pode existir entre

valores teóricos e experimentais para um gerador operando com estratégia de controle

que dependa dos valores de Ld e Lq, se a saturação dessas indutâncias for relevante, a
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depender de aspectos construtivos do rotor do gerador controlado.

Em (WU et al., 2011), o autor pondera que uma grande desvantagem do uso do

sistema com retificador de diodos e conversor boost é a característica não linear dos

diodos, que provocam distorções harmônicas na tensão do gerador e, consequemente

Ripple no torque da máquina, o que foi observado na simulação na Figura 5.25. Mesmo

que o gerador na maioria das aplicações não esteja conectado diretamente à carga, e

sim à um conversor, o autor pondera que esse Ripple é indesejado porque causa maior

estresse mecânico no gerador, especialmente se for uma máquina grande. Uma solução

é utilizar filtros passa-baixa na entrada do retificador.

Uma diferença menos intuitiva entre as duas modelagens de GSIP operando com

controle de MPPT é a da distorção harmônica total das tensões no terminal das má-

quinas, apresentadas para diferentes velocidades de operação do gerador nas Figuras

5.29(a) à 5.30(c), com resultados descritos na tabela 5.2. Para ambos os modelos fo-

ram traçados os espectros harmônicos das ondas de tensão do estator para 3 condições

diferentes de operação: regime permanente com a velocidade do vento igual à 4 m/s,

8 m/s e 14 m/s.

Os resultados mostram relevante diferença entre o comportamento das duas má-

quinas quanto à distorção harmônica das ondas de tensão. Logo, é razoável considerar

que para esse tipo de máquina, caso se opte por fazer a modelagem computacional

para estudo do THD, o nível de saturação das indutâncias deveria ser levado em conta,

levantando a hipótese que o valor da indutância do gerador afetaria o nível de THD da

onda de tensão.

Modelo de GSIP com
Ld e Lq constantes

Modelo de GSIP
com Ld e Lq variáveisVelocidade do

vento (m/s) Freq. Fund. (Hz) THD (%) Freq. Fund. (Hz) THD (%)
4 15.6 17.12 15.95 5.0
8 30.6 18.53 31.58 9.39
14 54.9 23.35 55.04 3.77

Tabela 5.2. Resultados de distorção harmônica para as ondas de tensão nos terminais dos geradores
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(a)

(b)

(c)
Figura 5.29. THD para as tensões do GSIP modelado sem considerar as saturações das indutâncias,
operando com a velocidade do vento igual à: (a) 4 m/s; (b) 8 m/s; (c) 14 m/s.
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(a)

(b)

(c)
Figura 5.30. THD para as tensões do GSIP modelado considerando as saturações das indutâncias,
operando com a velocidade do vento igual à: (a) 4 m/s; (b) 8 m/s; (c) 14 m/s.
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CAPÍTULO 6

CONCLUSÕES E TRABALHOS FUTUROS

De posse dos conceitos teóricos e dos resultados obtidos, pode ser concluído que, de

modo geral, a saturação das indutâncias de eixo direto e em quadratura provocaram

impacto no funcionamento de diversos aspectos do gerador de ímas permanentes, em

menor ou maior grau. Especialmente, foi observado que a variação das indutâncias do

GSIP utilizado neste trabalho pode chegar a cerca de 30% dos seus valores considerados

nominais, devido ao efeito desmagnetizante das correntes nesse tipo de gerador, como

abordado no Capítulo 3.

À medida que o uso desse tipo de gerador se torna mais abrangente em sistemas de

geração eólica, essa análise precisa do comportamento do gerador em diversas situações

de operação se torna mais relevante. A saturação das indutâncias se mostrou crítica por

exemplo, para análise do GSIP conectado diretamente à carga, como exposto na seção

5.1. Também foi possível concluir que, dependendo da escolha de método de controle

para o gerador, as variações das indutâncias também têm efeito no desempenho do

sistema, podendo representar uma perda de eficiência do mesmo.

Sobre a estratégia de MPPT implementada, é possível concluir que ela funciona

de maneira satisfatória, fazendo com que o sistema opere no ponto ótimo em regime

permanente, para diferentes velocidades de vento, sendo imprescindível a aplicação de

controle de MPPT para um bom desempenho do sistema, como mostrado na seção

5.2. Há um nível considerável de THD, imposto pela escolha do retificador de diodos,

ligado a um conversor boost. Entretanto, é algo tolerável para o gerador analisado,

concluindo que teria um custo-benefício aplicável à geradores de menor potência, como

é o caso estudado.



6.1 SUGESTÕES PARA ESTUDOS FUTUROS

Uma possibilidade de continuidade para o trabalho apresentado seria a implemen-

tação de outros métodos de controle de MPPT, que levam em conta as indutâncias em

sua formulação. Ainda, algoritmos de controle adicionais aplicados em geradores de

ímãs permanentes, como o de máximo controle por ampère (MPTA) que visa gerar o

maior torque eletromagnético com a menor corrente, podem ser reavaliados conside-

rando a saturação das indutâncias do gerador. Isso porque é uma hipótese razoável a

se considerar que os efeitos da saturação tenham maior impacto no desempenho desse

tipo de controle, pois causariam um erro na referência tanto para malha de controle de

eixo direto, quanto em quadratura.

Vale ressaltar que, a análise de impacto da saturação das indutâncias de eixos

direto e em quadratura para métodos de controle mais robusto, como o de MTPA, é

relevante, pois essas estratégias são usualmente aplicadas a geradores maiores e, com

o aumento do uso de GSIPs em sistemas de maior potência isso pode se tornar um

aspecto relevante para obter maior eficiência possível no controle desses geradores.

Finalmente, para complementar este trabalho seria de grande importância realizar

modelagem por MEF para a verificação da saturação das indutâncias em geradores de

maior porte, nos quais os experimentos apresentados podem ser inviáveis. Isso pode ser

feito não apenas em geradores de ímãs permanentes, mas também em geradores dupla-

mente implementados, amplamente utilizados nos sistemas eólicos. Ainda, considera-se

que o levantamento das características das indutâncias de diferentes tipos de geradores,

no que diz respeito à montagem do rotor e do estator, poderia gerar novas contribuições

relevantes.
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APÊNDICE A

METODOLOGIAS PARA DETERMINAÇÃO
EXPERIMENTAL DE PARÂMENTROS DE

GERADORES SÍNCRONOS DE ÍMÃS
PERMANENTES

Como citado no Capítulo 1, o crescente uso dos GSIPs nos sistemas eólicos impõe o

desafio de realizar ensaios para determinação precisa de parâmetros de geradores desse

tipo, não só das indutâncias de eixo direto e em quadratura, mas também da resistên-

cia do estator (RS), número de polos (P ) e fluxo magnético do rotor (ΨPM), curva de

tensão em vazio (E0), uma vez que esses parâmetros são empregados para determinar

o desempenho da máquina, tanto na análise transitória quanto no regime permanente

(CHEN et al., 2005). Nesse Apêndice são apresentados métodos experimentais desen-

volvidos em diferentes trabalhos para esse propósito.

A.1 DETERMINAÇÃO EXPERIMENTAL DA RESISTÊNCIA DO ESTATOR

(RS)

Para valores de resistência razoavelmente altos, da ordem de 1x101Ω, é possível

fazer a medição direta do valor da resistência do estator utilizando um multímetro

(BOBEK, 2013).

Usualmente nos GSIPs ligados em estrela o ponto de conexão neutro não está

acessível, portanto é medida com multímetro as resistências de linha (A.1) (Figura

A.1), cujo sistema de equações pode ser resolvido para obter as resistências de fase

(A.2) (OLIVEIRA, 2018).
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RAB = RA +RB

RBC = RB +RC

RCA = RC +RA

(A.1)

Figura A.1. Ensaio para determinação da resistência do estator por medição direta


RA =

RAB −RBC +RCA

2

RB =
RAB +RBC −RCA

2

RC =
−RAB +RBC +RCA

2

(A.2)

Vale ressaltar que as resistências entre as fases do estator têm aproximadamente o

mesmo valor, uma vez que os enrolamentos têm as mesmas características construtivas.

Utilizando essa simplificação, a resistência de qualquer uma das fases (RS) é dada pela

metade da média entre as resistências de linha (A.3) (OLIVEIRA, 2018).

RS =
RAB +RBC +RCA

6
(A.3)

Caso a ordem de grandeza da resistência seja suficientemente pequena a ponto

de ser incompatível com a precisão de medida direta de resistência por equipamentos

como o multímetro é possível fazer a medição indireta da resistência de linha. Uma

das maneiras de se obter indiretamente essa medida é aplicar uma tensão contínua nos

terminais, medir a corrente e a tensão (Figura A.2), considerando os equipamentos de
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medida como ideais, calcular a resistência utilizando a lei de ohm (A.4) (DUARTE;

PRIGOL, 2016).

RAB =
V

I
(A.4)

Figura A.2. Ensaio para determinação da resistência do estator por medição indireta

A.1.1 Correção do efeito da temperatura

A resistência é fortemente dependente da temperatura na qual a máquina opera,

sendo necessária a sua correção. Considerando que o efeito de alteração da resistência

com a temperatura é linear, essa correção é dada pela equação (A.5) (FERREIRA,

2000)(OLIVEIRA, 2018).

R2 = R1

K + T2

K + T1

(A.5)

Sendo,

1. T1 a temperatura de medição, em °C;

2. R1 a resistência na temperatura de medição, em Ω;

3. T2 a temperatura de operação, em °C;



A.1. Determinação experimental da resistência do estator (RS) 87

4. R2 a resistência na temperatura de operação, em Ω;

5. K o negativo da temperatura, em °C, no qual a resistência do material de fabri-

cação dos enrolamentos seria 0Ω.

A.1.2 Correção do efeito pelicular

Para máquinas síncronas de ímãs permanentes médias e pequenas o efeito pelicular

é desprezível, podendo ser desconsiderado sem causar prejuízos à análise da máquina

(HAQUE; RAHMAN, 1999). Nos casos em que for necessário a determinação do au-

mento da resistência em função da frequência devido ao efeito pelicular, a resistência,

em função da frequência, pode ser calculada por (A.6)(STOYANOV et al., 2019).

R(f) = R

(
φ(ξ) +

N2
n − 1

3
Ψ(ξ)

)
(A.6)

Sendo Nn o número de bobinas do enrolamento do estator, R a resistência medida

em corrente contínua e f a frequência da corrente alternada. As funções φ(ξ) e Ψ(ξ)

são dadas por (A.7) e (A.8), respectivamente (STOYANOV et al., 2019).

φ(ξ) = ξ
sh(2ξ) + sin(2ξ)

ch(2ξ)− cos(2ξ)
(A.7)

Ψ(ξ) = 2ξ
sh(ξ)− sin(ξ)

ch(ξ) + cos(ξ)
(A.8)

O parâmetro ξ é dado por A.9.

ξ = h

√
f

50

√
b

a

√
Υ

50
(A.9)

Sendo,

1. h a altura dos condutores, em cm;

2. b a largura dos condutores, em cm;

3. a a largura dos slots do estator, em cm;

4. Υ a condutividade do material dos condutores, em m
Ωmm2 ;
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A.2 DETERMINAÇÃO EXPERIMENTAL DA CURVA DE TENSÃO EM VA-

ZIO (E0)

A determinação da tensão em vazio (E0) é feita acionando o gerador em vazio e

medindo, para os casos onde o neutro não é acessível, a tensão de linha nos terminais

E0l (Figura A.3), para diferentes valores de rotação, aumentados até atingir o valor de

rotação máximo da máquina (FERREIRA, 2000).

Figura A.3. Ensaio para determinação da curva de tensão em vazio do gerador

Os valores obtidos no ensaio realizado em (FERREIRA, 2000) são utilizados para

determinar, por regressão linear, a equação da curva tensão em vazio, mostrada na

Figura A.4, cuja equação, para máquina analisada no trabalho supracitado, é dada por

(A.10).

E0 = 1, 735f − 0, 036 = 0, 087n− 0, 036 (A.10)

Sendo, n a velocidade mecânica de rotação do gerador, em RPM, f a frequência do

sinal de tensão, em Hz, E0 a tensão em vazio por fase, em V.

Figura A.4. Variação da tensão em vazio com a frequência (E0 x f), obtida experimentalmente em
(FERREIRA, 2000)



A.3. Determinação experimental do número de polos do rotor (P ) 89

A.3 DETERMINAÇÃO EXPERIMENTAL DO NÚMERO DE POLOS DO RO-

TOR (P )

Nem sempre a informação do número de polos do rotor está disponível e o acesso

ao rotor pode ser muito trabalhoso, pois é preciso desmontar a máquina. Da equação

(2.6) vem que o número de polos pode ser calculado por (A.11). Ao realizar essa conta,

o resultado será um número próximo de um valor inteiro, em velocidades baixas de

rotação o erro é maior, pois as medidas de rotação mecânica (ωm) e frequência elétrica

(f) são menos precisas (DUARTE; PRIGOL, 2016).

P =
f120

ωm

(A.11)

A.4 DETERMINAÇÃO EXPERIMENTAL DO FLUXO MAGNÉTICO DO RO-

TOR (ΨPM)

Assim como os ensaios para determinação da curva de tensão em vazio, a determi-

nação experimental do fluxo magnético produzido pelos ímãs permanentes do rotor é

feita acionando o gerador em vazio e medindo a amplitude e a frequência da tensão

de fase (E0). O fluxo magnético ΨPM , em Weber, é dado por (A.12). São preferíveis

medições feitas em velocidades altas de rotação, para evitar erros de medição (BOBEK,

2013).

ΨPM =
E0

ω
=

E0

2πf
(A.12)
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