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RESUMO

O presente trabalho aborda a máquina de indução pentafásica operando sob falha sem
controle, assim como com falha e com controle usando várias estratégias que reduzem
a pulsação do torque produzida durante a falha. O tipo de falha considerada é a que
interrompe a circulação de corrente em uma das fases do estator (fase aberta). O obje-
tivo principal do presente estudo consiste em determinar os impactos da operação sob
falha, com e sem controle, na distribuição da indução no interior da máquina, nas perdas
magnéticas e no torque eletromagnético. São também propostos novos modelos para a
distribuição da indução no interior da máquina; além disto, é proposto um novo modelo
para a máquina operando em regime permanente senoidal. Para validar e testar os mode-
los desenvolvidos foram realizadas simulações com elementos finitos e ensaios com duas
máquinas pentafásicas disponíveis no laboratório da UFRGS, sendo na sequência ambos
resultados comparados com os obtidos com os modelos propostos. Os modelos para a
distribuição da indução fornecem induções muito semelhantes às obtidas com o método
dos elementos finitos. Além disto, o modelo proposto para o regime permanente possi-
bilita que um número arbitrário de harmônicas da indução no entreferro seja considerado
quando são calculadas as indutâncias mútuas entre o rotor e o estator. Nos modelos conhe-
cidos, apenas a componente fundamental e a terceira harmônica da indução no entreferro
acoplam magneticamente o rotor ao estator. Consequentemente, o torque e as correntes
fornecidas pelo modelo proposto incluem os efeitos das harmônicas da indução produ-
zidas pelos enrolamentos do estator e do rotor. Os resultados apresentados e discutidos
neste trabalho mostram que a distribuição da indução e das perdas magnéticas mudam
consideravelmente durante a operação sob falha. Entretanto, a variação total das perdas
magnéticas é pequena, pois em algumas regiões as perdas aumentam enquanto que em
outras as perdas diminuem. No estator, o conteúdo harmônico e a amplitude da indu-
ção em cada um dos dentes e em diferentes partes da coroa são alterados e, no rotor, a
operação sob falha adiciona harmônicas de alta frequência ao conteúdo harmônico das
induções nos dentes e coroas.

Palavras-chave: Máquina de indução, máquina pentafásica, operação sob falha,
controle de máquinas pentafásicas, harmônicas em máquinas de indução, pulsação
de torque.





ABSTRACT

The present work addresses the five-phase induction machine operating under fault
without control, as well as under controlled faulty operation using several strategies that
reduce the torque pulsation arising during the fault. The fault considered here concerns
the interruption of the current in one of the stator phases (open-phase fault). The main
objective of the study presented here is to determine the impacts of the operation under
fault, with and without control, on the distribution of the induction inside the machine, on
the magnetic losses, and the electromagnetic torque. Besides, new models are proposed
to determine the distribution of the induction inside the machine; further, a new model
for the machine operating under sinusoidal steady-state is also presented. To validate
and test the developed models, simulations have been carried out with the finite element
method using two five-phase machines available at UFRGS; further, several practical tests
have been done with the referred machines, with practical results being subsequently
compared with theoretical results obtained with the proposed models. The models for
the induction distribution provide results very similar to those obtained with the finite
element method. Besides, the proposed model allows the inclusion of an arbitrary number
of air gap induction harmonics into the mutual inductances between the rotor and the
stator. In the known models, only the fundamental and the third-harmonic components
of the air gap induction magnetically couple the rotor to the stator. Consequently, the
torque and currents provided by the proposed model include the effects of the induction
harmonics produced by the stator and rotor windings. The results presented and discussed
here show that the distribution of the induction and magnetic losses change considerably
during operation under fault. However, the total magnetic losses change only by a small
amount, which can be explained by the fact that in some regions inside the machine the
losses increase while in others they decrease. In the stator, the harmonic content and
the amplitude of the induction in each of the teeth and in different parts of the yoke
change; furthermore, in the rotor, the faulty operation adds high-frequency harmonics to
the harmonic content of the inductions in the teeth and yokes.

Keywords: induction machine, five-phase machine, faulty operation of five-phase
machine, control of five-phase machines, harmonics in induction machine .
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1 INTRODUÇÃO

1.1 MOTIVAÇÃO

Os motores de indução são as máquinas elétricas mais utilizadas na indústria, pois
apresentam diversas vantagens quando comparadas com outros tipos de máquinas elétri-
cas. O baixo custo de aquisição, a pouca manutenção necessária para manter a máquina
operando, a robustez, a ampla disponibilidade comercial e a eficiência energética são
qualidades que tornam a máquina de indução a primeira opção na maioria das aplicações
industriais.

Historicamente, as máquinas de indução ficaram restritas a aplicações que não neces-
sitavam de variação de velocidade, pois antes do advento dos inversores de frequência, os
métodos utilizados no controle de velocidade não eram baratos ou flexíveis o suficiente
para justificar o uso de máquinas de indução no lugar das máquinas de corrente contínua
na maioria das aplicações. Entretanto, os primeiros inversores de frequência comerciais,
surgidos nos anos 1980, possibilitaram que as máquinas de indução começassem a subs-
tituir as máquinas de corrente contínua. Nas décadas seguintes, com a redução nos preços
dos inversores, as máquinas de indução acabaram substituindo as máquinas de corrente
contínua na maioria das aplicações. O surgimento dos inversores, além de permitir o
uso de máquinas de indução em aplicações que requerem variação de velocidade, tornou
viável o uso de máquinas elétricas com um número de fases maior que três, conhecidas
como máquinas multifásicas. O estudo das máquinas multifásicas começou muitos anos
antes da disponibilização comercial dos inversores de frequência. Em (WARD; HÄRER,
1969), por exemplo, é feita uma análise preliminar das vantagens das máquinas pentafá-
sicas sobre as máquinas trifásicas. No final da década de 1960, quando este artigo foi pu-
blicado, os inversores de frequência estavam nos primeiros estágios de desenvolvimento e
um dos grandes problemas enfrentados na época era a pulsação do torque devido a baixa
frequência de chaveamento dos inversores. Os resultados apresentados em (WARD; HÄ-
RER, 1969) mostraram que a pulsação no torque produzido pelas máquinas pentafásicas
é aproximadamente igual a 1/3 da pulsação produzida por máquinas trifásicas quando as
duas são alimentadas pelo inversor de pulso único. Com a evolução dos inversores, assim
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como de técnicas de controle e acionamento, esta vantagem perdeu muito do seu apelo.
Contudo, o aumento do interesse em máquinas multifásicas fez com que novas vantagens
fossem descobertas e avaliadas.

Entre as vantagens das máquinas multifásicas sobre as máquinas trifásicas tradicionais
está a capacidade das máquinas multifásicas de operar e partir mesmo após a perda de
uma ou mais fases do estator. Esta vantagem torna as máquinas multifásicas atrativas
em aplicações onde alta confiabilidade é necessária. Quando a máquina opera com falha,
as correntes do estator e do rotor se tornam desequilibradas e o torque produzido pela
máquina passa a ter uma componente pulsante de alta amplitude que pode ser reduzida
utilizando estratégias de controle. O controle de máquinas multifásicas operando com
falha é, dentro das áreas de pesquisa sobre máquinas multifásicas, a área mais explorada
até o momento, mas a análise da máquina operando com falha ainda não foi abordada
com profundidade no que toca aos fenômenos eletromagnéticos que ocorrem dentro da
máquina. Diversas estratégias de controle são capazes de reduzir o impacto da falha,
diminuindo a pulsação no torque e as perdas Joule no estator.

Conforme pode ser constatado pela bibliografia disponível, até o momento a distri-
buição da indução no interior da máquina foi estudada de forma bastante superficial pela
grande maioria dos autores. O conhecimento da distribuição da indução no interior da
máquina é de extrema importância durante o projeto da máquina de indução, pois o di-
mensionamento das seções dos dentes e das coroas, a determinação do número de espiras
das bobinas de fase, a escolha do número de barras do rotor e características de desempe-
nho, como torque e eficiência, dependem da forma como a indução se distribui no interior
da máquina. Se o projetista da máquina multifásica for capaz de modelar e determinar
a forma da distribuição da indução quando a máquina opera sob falha, então ele pode
dimensionar a máquina de forma a melhorar o desempenho da mesma durante a opera-
ção sob falha. O conhecimento da distribuição da indução também pode ser utilizado na
detecção de falhas e anomalias da máquina, pois quando a máquina opera sob falha o
conteúdo harmônico da indução nas diversas partes é alterado e os efeitos desta alteração
podem ser medidos nas correntes e tensões de fase do estator.

Trabalhos recentes mostram que a distribuição espacial e a amplitude da indução no
entreferro, após a perda de uma fase, variam no tempo, as perdas Joule aumentam e o
torque produzido pela máquina tem uma componente pulsante significativa, que em mui-
tos casos não é tolerável (PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2016; PEREIRA; NICOL;
PEREIRA; PERIN, 2020a). A vibração produzida pela pulsação no torque pode gerar
desgaste mecânico nos mancais; danificar o isolamento dos condutores gerando novas fa-
lhas; comprometer a estrutura da máquina ou da carga que é acionada pela máquina caso
a frequência da vibração se aproxime de alguma frequência próxima a frequência natural
da estrutura mecânica. Além disto, até o momento, não foram feitos muitos estudos so-
bre o comportamento das perdas magnéticas durante uma falha; não há assim, certeza se
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elas permanecem constantes, como muitos estudos assumem ou sugerem. A capacidade
de carga da máquina depende das perdas e da capacidade do sistema de refrigeração de
extrair o calor do interior da máquina. Se as perdas aumentam, o calor gerado aumenta
junto com o estresse do isolamento e a capacidade de carga da máquina diminui.

1.2 OBJETIVOS

Dentro do contexto exposto na seção anterior, os objetivos da tese são:

• analisar a distribuição da indução nas diversas partes da máquina de indução ope-
rando sob falha, especificamente sob operação sem uma fase;

• desenvolver modelos que permitam determinar o impacto das harmônicas da indu-
ção no funcionamento das máquinas de indução pentafásicas operando com falha e
com estratégias de controle que minimizam ou reduzem os torques pulsantes pro-
duzidos durante a operação sob falha;

• validar os modelos desenvolvidos com base em métodos numéricos e ensaios usando
protótipos das máquinas disponíveis;

• avaliar o impacto da variação na distribuição da indução sobre as perdas produzidas
pela máquina, em especial nas perdas magnéticas produzidas durante a operação
sob falha;

• avaliar o impacto das harmônicas da indução no torque produzido pela máquina e
nas correntes e perdas joule no rotor.

1.3 CONTRIBUIÇÕES E ARTIGOS PUBLICADOS

As principais vantagens e avanços do modelo desenvolvido (Capítulo 2) em relação
aos existentes na literatura são:

(a) ele inclui o efeito das harmônicas produzidas pela variação da permeância das ra-
nhuras;

(b) ele fornece as correntes induzidas no rotor pelas harmônicas da indução no entre-
ferro;

(c) as equações do torque apresentadas fornecem o torque produzido por cada uma das
harmônicas da indução no entreferro produzidas pelos enrolamentos do estator e do
rotor, incluindo harmônicas acima da terceira;

Por outro lado, as vantagens e avanços dos modelos para a distribuição da indução
(Capítulo 3) são:
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• as induções obtidas com os modelos contém as harmônicas produzidas pelas bobi-
nas de fase e pela variação da permeância do entreferro;

• os modelos utilizam como variáveis de entrada as componentes de sequência das
correntes de fase do estator e do rotor;

• os modelos deixam evidente a relação entre as harmônicas da indução e as caracte-
rísticas construtivas da máquina;

• os modelos fornecem induções semelhantes às obtidas com o método dos elementos
finitos porém com um esforço computacional muito menor.

Outra contribuição importante deste trabalho foi determinar os impactos da variação
da indução no interior das duas máquinas estudadas. Os resultados obtidos e apresentados
no Capítulo 4 mostram como a indução no interior da máquina e as perdas magnéticas
variam quando a máquina opera com falha e com 3 estratégias de controle comumente
utilizadas. É mostrado que as perdas magnéticas podem aumentar em até 10 % e que a
distribuição da indução no estator da máquina é bastante alterada durante a operação sob
falha.

Por último, mas não menos importante, também como contribuição, cito os artigos
elaborados durante o desenvolvimento da tese. Até a data da defesa foram submetidos um
total de 5 artigos, sendo que dois foram aceitos e publicados, um foi aceito e está em fase
de publicação e os outros dois estão em processo de revisão. Os artigos publicados e em
fase de publicação são:

• Título: Induction distribution of five-phase induction machines under open-phase
fault

– Periódico: ISA Transaction, Volume 96, Janeiro de 2020, Páginas 468-478

– Fator de impacto: 4,343

– DOI: 10.1016/j.isatra.2019.06.001

• Título: Multiobjective Optimization of Five-Phase Induction Machines based on
NSGA-II

– Periódico: IEEE Transactions on Industrial Electronics, Volume 64, Maio de
2017, Páginas 9844-9853

– Fator de impacto: 8,70

– DOI: 10.1109/TIE.2017.2701768

• Título: Influence of Design Parameters on the Airgap Induction of Five-Phase In-
duction Machines Operating with one Phase Opened
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– Periódico: JCAES - Journal of Control, Automation and Electrical Systems,
2020

– DOI: 10.1007/s40313-020-00608-6

1.4 ORGANIZAÇÃO DA TESE

A tese está dividida em 6 capítulos, o primeiro capítulo contém a motivação, os obje-
tivos e contribuições da tese, os artigos publicados e a revisão bibliográfica.

No Capítulo 2 é apresentado um modelo para as máquinas de indução pentafásicas
operando em regime permanente senoidal. Este modelo pode ser utilizado para descre-
ver o comportamento da máquina de indução pentafásica operando com ou sem falha e
tem como principal característica a capacidade de modelar os efeitos das harmônicas da
indução no entreferro sobre as correntes do rotor e o torque produzido pela máquina.

No Capítulo 3 é apresentado um novo modelo analítico, com o qual é possível obter
a distribuição da indução no entreferro na direção radial utilizando as correntes obtidas
com o modelo da máquina que é apresentado no Capítulo 2. Este modelo fornece uma
distribuição da indução muito próxima da obtida com o método de elementos finitos, pois
inclui as harmônicas da indução produzidas pelos enrolamentos do estator e do rotor e
também as harmônicas produzidas pela variação na permeância, a qual não é considerada
por modelos disponíveis. Neste capítulo também é mostrado como derivar do modelo da
indução no entreferro os modelos para a indução nos dentes e coroas do estator e do rotor
da máquina.

No Capítulo 4 é feita a análise das perdas produzidas pela máquina de indução durante
a operação sob falha com e sem controle. São apresentados os métodos utilizados na es-
timação das perdas magnéticas produzidas pelas induções obtidas com os modelos analí-
ticos apresentados no Capítulo 3. As perdas magnéticas obtidas com o modelo analítico
são comparadas com as perdas obtidas com simulações de elementos finitos realizadas
com o software Maxwell.

No Capítulo 5 é feita a validação dos modelos analíticos apresentados nos Capítulos
2 e 3. Esta validação é realizada utilizando resultados de ensaios e distribuições da indu-
ção obtidos com simulações realizadas com o software de elementos finitos FEMM. Este
software foi utilizado por permitir a integração fácil com o MATLAB, facilitando assim a
configuração dos diversos pontos de operação utilizados na validação dos modelos.

No Capítulo 6 são apresentadas as conclusões e são apresentadas sugestões para novas
pesquisas na área de máquinas operando com falha.
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1.5 REVISÃO BIBLIOGRÁFICA E ESTADO DA ARTE

O surgimento dos inversores de frequência impulsionou as pesquisas e o desenvol-
vimento de máquinas multifásicas. Consequentemente, nas últimas décadas, diversas
vantagens destas máquinas sobre as máquinas trifásicas tradicionais foram descobertas
e estudadas por diversos autores. Atualmente, as principais vantagens conhecidas em
relação a máquinas trifásicas são (KLINGSHIRN, 1983a,b; NELSON; KRAUSE, 1974;
PEREIRA; HAFFNER; PEREIRA; ROSA, 2013; TOLIYAT; LIPO; WHITE, 1991a,b):

• menor pulsação no torque;

• menores perdas no inversor;

• redução da corrente por fase sem ter que aumentar a tensão de fase;

• maior densidade de torque;

• maior confiabilidade.

As duas primeiras vantagens citadas surgem quando as máquinas são alimentadas por
inversores de frequência. Os inversores de frequência variam a tensão de saída por meio
de técnicas de modulação. O tipo de modulação mais empregado atualmente é a mo-
dulação por largura de pulso, pois com este tipo de modulação são obtidas tensões de
alimentação com reduzido conteúdo harmônico. Entretanto, devido a limitações dos dis-
positivos de potência, os primeiros inversores de frequência utilizavam modulação por
pulso único; neste tipo de modulação a frequência de chaveamento é igual à frequência
da componente fundamental da tensão. Além disto, este tipo de modulação produz menos
perdas por chaveamento, mas o conteúdo harmônico da tensão de saída é maior. Harmô-
nicas na tensão de alimentação são indesejáveis, pois aumentam o conteúdo harmônico
das correntes que circulam pela máquina. As harmônicas da corrente criam ondas de
indução no entreferro que interferem na produção de torque acrescentando componentes
pulsantes ao torque gerado.

Vários estudos mostram que máquinas multifásicas produzem menos pulsação no tor-
que do que máquinas trifásicas quando são acionadas por inversores (WARD; HÄRER,
1969; TOLIYAT; LIPO; WHITE, 1991a,b; LEVI, 2008; ABDEL-KHALIK; AHMED;
MASSOUD, 2011). Em (ABDEL-KHALIK; AHMED; MASSOUD, 2011), por exem-
plo, são comparados os desempenhos de máquinas trifásicas e multifásicas acionadas por
inversores que utilizam modulação por pulso único. Os resultados apresentados mos-
tram que a parcela pulsante do torque diminui com o aumento do número de fases da
máquina. Na Figura 1, são mostrados dois gráficos retirados de (ABDEL-KHALIK; AH-
MED; MASSOUD, 2011). No primeiro gráfico, são mostrados os formatos das tensões
aplicadas às fases de 4 máquinas de indução de mesma potência, mas com diferentes nú-
meros de fases, e no segundo gráfico são mostradas as curvas de torque das 4 máquinas. O
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valor médio do torque produzido pelas 4 máquinas é o mesmo, mas a pulsação no torque
varia consideravelmente de uma máquina para outra. Segundo os dados apresentados no
artigo, a amplitude da pulsação no torque da máquina trifásica é igual a 36, 9% do tor-
que médio, já nas máquinas de 5, 7 e 11 fases a amplitude é de 15, 2%, 7, 16% e 2, 35%,
respectivamente. Embora esta vantagem tenha sido uma das primeiras a ser estudada,
atualmente ela perdeu muito do apelo que possuía devido à evolução dos inversores de
frequência que utilizam modulação em largura de pulso, reduzindo assim a pulsação de
torque.

Figura 1 – Tensão de alimentação versus torque versus número de fases da máquina.

Fonte: (ABDEL-KHALIK; AHMED; MASSOUD, 2011)

Outra vantagem das máquinas multifásicas é a redução da potência por fase. Por
exemplo, em uma máquina trifásica de 15 kW cada fase deve produzir 5 kW , por outro
lado, em uma máquina pentafásica de 15 kW cada fase deve produzir 3 kW , ou seja, 40 %

menos potência por fase. Se a tensão de fase for a mesma nas duas máquinas, as corren-
tes que circulam pelas fases da máquina pentafásica serão menores do que as correntes
que circulam pelas fases da máquina trifásica. Por outro lado, se a corrente de fase das
duas máquinas for a mesma, então a tensão de fase da máquina pentafásica será menor.
Em aplicações onde o motor é alimentado por baterias, como por exemplo em veículos
elétricos, é vantajoso utilizar um motor multifásico, pois este tipo de motor necessita de
menos tensão no barramento de tensão contínua do inversor. Por outro lado, em aplica-
ções de alta potência, a diminuição da potência por fase diminui os requisitos de tensão
e de corrente das chaves de potência (LEVI, 2008). A limitação de tensão e de corrente
das chaves de potência é um problema antigo que se mantém relevante até os dias atuais.
Nos anos 1920, por exemplo, houve um grande interesse no uso de máquinas de 6 fases
para geração de energia elétrica, pois a diminuição das correntes de fase obtida com o au-
mento no número de fases viabilizava o uso de disjuntores em aplicações de alta potência.
Porém, a evolução dos disjuntores removeu as restrições de corrente e fez o interesse em
máquinas multifásicas diminuir (BOJOI; RUBINO; TENCONI; VASCHETTO, 2016).

Atualmente, uma das maiores aplicações de máquinas multifásicas está no setor na-
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val, onde máquinas de 9, 12 e 15 fases são bastante utilizadas para propulsão e geração de
energia (BOJOI; RUBINO; TENCONI; VASCHETTO, 2016). O interesse neste tipo de
máquinas em aplicações navais se deve, principalmente, a maior capacidade destas máqui-
nas de operar sob falha e a redução da potência por fase. O interesse no uso de máquinas
multifásicas em aplicações navais cresceu muito nos anos 90, entretanto, a adoção de tais
máquinas em outros meios de transporte é ainda limitada, embora estudos explorando a
possibilidade de sua utilização em aplicações aeroespaciais, em veículos terrestres e na
geração eólica sejam recorrentes (BOJOI; RUBINO; TENCONI; VASCHETTO, 2016;
BOJOI; BOGGERO; COMINO; FIORITI; TENCONI; VASCHETTO, 2018).

As principais desvantagens no aumento do número de fases da máquina de indução
em aplicações de baixa e média potência é o aumento da complexidade e do custo do
sistema de acionamento. Entretanto, a quantidade de material e os custos de fabricação
de máquinas multifásicas não são, necessariamente, maiores dos que os de uma máquina
trifásica. Esta característica pôde ser observada durante o desenvolvimento do presente
trabalho, tendo sido desenvolvido o projeto de uma máquina de indução pentafásica de
4, 5 kW . Esta máquina foi construída pela WEG Equipamentos Elétricos (Jaraguá do Sul,
SC) e hoje se encontra no Laboratório de Sistemas de Controle, Automação e Robótica
(LASCAR) da UFRGS. Ela foi projetada para ser equivalente a uma máquina trifásica
de 4, 5 kW comercializada pela WEG, pois possui a mesma potência, o mesmo torque, o
mesmo número de polos, os mesmos valores de indução nos dentes, coroas e entreferro, o
mesmo comprimento de entreferro e o mesmo volume de alumínio e de cobre da máquina
trifásica. Consequentemente, o custo de fabricação das duas máquinas é aproximada-
mente o mesmo. Os dados de placa das duas máquinas são mostrados na Tabela 1. A
máquina pentafásica é conectada em estrela e tem tensão nominal de 110 V (fase-neutro)
enquanto que a máquina trifásica, também conectada em estrela, possui tensão nominal
de 220 V (fase-neutro); entretanto, as diferenças entre as correntes a vazio e nominal das
duas máquinas são de aproximadamente 10%. A corrente a vazio da máquina trifásica
é de 4, 42 A e a corrente a plena carga é igual 9, 49 A, já as correntes a vazio e a plena
carga da máquina pentafásica são iguais a 4, 88 A e 10, 8 A, respectivamente. Estas duas
máquinas exemplificam a redução na potência por fase e a redução na corrente por fase
obtidas com o aumento do número de fases, sem a necessidade de aumento da tensão
de fase. Caso a máquina trifásica tivesse tensão nominal de 110 V , as correntes de fase
seriam maiores do que as correntes de fase da máquina pentafásica.

Outro aspecto importante é que máquinas multifásicas também possuem maior densi-
dade de torque do que máquinas trifásicas, conforme mostrado em diversos artigos, entre
eles (TOLIYAT; LIPO; WHITE, 1991a,b; XU; TOLIYAT; PETERSEN, 2001; LYRA;
LIPO, 2002; SCHARLAU; PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2008; ZHENG; FLET-
CHER; WILLIAMS; HE, 2008; PEREIRA; PEREIRA; SCHARLAU; ROSA; HAFF-
NER, 2010; ABDEL-KHALIK; AHMED; MASSOUD, 2011; PEREIRA; PEREIRA;
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Tabela 1 – Dados da máquina trifásica e pentafásica de 4, 5 kW .
máquina trifásica pentafásica

Potência nominal [kW ] 4, 5 4, 5

Torque nominal [Nm] 24, 49 24, 48

Número de polos 4 4

Tensão nominal fase-neutro [V ] 220 110

Conexão estrela estrela

Corrente nominal [A] 9, 49 10, 84

Corrente a vazio [A] 4, 42 4, 88

Fator de potência 0, 81 0, 86

Rendimento % 88, 5 87, 8

SCHARLAU; ROSA; HAFFNER, 2012; PEREIRA; HAFFNER; PEREIRA; ROSA, 2013;
ROSA; PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2014; MENGONI; ZARRI; TANI; PARSA;
SERRA; CASADEI, 2015). O maior número de fases possibilita que as harmônicas da
indução no entreferro sejam utilizadas na composição do campo girante para criar uma
onda de indução com formato aproximadamente trapezoidal. Para gerar estas harmônicas
de indução é necessário adicionar harmônicas na corrente de alimentação. Estas harmôni-
cas aumentam o valor rms da corrente de fase; no entanto, o aumento no torque é maior
que o aumento no valor rms da corrente. Consequentemente, a máquina produz mais
torque por ampère quando a indução trapezoidal é utilizada. Segundo os autores citados,
o ganho no torque obtido quando a indução trapezoidal é utilizada é de aproximadamente
14%.

A indução trapezoidal tem como desvantagens o aumento das perdas por histerese nas
coroas e o aumento das perdas joule no rotor e no estator. Para criar a indução trapezoidal
no entreferro são injetadas harmônicas nas correntes do estator e estas harmônicas aumen-
tam as perdas joule no estator. Além disso, a indução trapezoidal no entreferro aumenta
o fluxo que atravessa o entreferro e, consequentemente, o fluxo que atravessa as coroas,
fazendo com que as coroas fiquem mais saturadas, aumentando as perdas por histerese.
Já o aumento nas perdas joule do rotor é causado pelas harmônicas da corrente que são
induzidas pelas harmônicas da indução trapezoidal. De modo geral, a variação no total de
perdas depende das características da máquina e da proporção entre as perdas magnéticas
e as perdas joule produzidas (PEREIRA; PEREIRA; SCHARLAU; ROSA; HAFFNER,
2010). Para evitar um aumento excessivo nas perdas por histerese, as coroas das máqui-
nas multifásicas devem ser dimensionadas visando o aumento do fluxo provocado pela
indução trapezoidal. Em (ABDEL-KHALIK; GADOUE; MASOUD; WILIAMS, 2011)
são apresentados resultados de simulações com elementos finitos que mostram o quanto
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o fluxo nas coroas aumenta com a inclusão de harmônicas na indução do entreferro. O
número de harmônicas de indução que pode ser utilizado na composição da indução trape-
zoidal depende do número de fases da máquina. No estudo feito em (ABDEL-KHALIK;
GADOUE; MASOUD; WILIAMS, 2011) é utilizada uma máquina de 11 fases; com esta
máquina é possível utilizar a 3a, a 5a, a 7a e a 9a harmônica da indução no entreferro na
composição da indução trapezoidal. Já em máquinas de 5 fases, apenas a 3a harmônica
da indução em geral é utilizada.

Para ilustrar os benefícios do uso de indução trapezoidal no entreferro são apresenta-
dos na Tabela 2 os valores de tensão, corrente, torque e indução no entreferro da máquina
pentafásica de 4, 5kW disponível no LASCAR. Estes valores foram obtidos com a má-
quina operando com indução senoidal e com indução trapezoidal no entreferro. Na Figura
2 são mostrados os formatos das correntes e tensões de fase e o formato da onda de in-
dução resultante no entreferro, Bδ(θ, t), da onda fundamental e da terceira harmônica da
indução no entreferro, respectivamente, Bδ1(θ, t) e Bδ3(θ, t). Os dados apresentados
na Tabela 2 mostram que o uso de indução trapezoidal pode, em princípio, resultar em
um aumento de 19% no torque eletromagnético gerado. O aumento no torque é obtido ao
aumentar a amplitude da onda fundamental da indução, B̂1, de 0, 72 T para 0, 77 T e a
amplitude da onda fundamental da corrente, i1(t), de 10, 24A para 11, 58A. Os aumentos
nas amplitudes da terceira harmônica da indução, B̂3 e do terceiro harmônico da corrente,
i3(t) praticamente não contribuem para a geração do torque. A principal função da ter-
ceira harmônica da indução é o de manter inalterada a amplitude da indução resultante
no entreferro, B̂δ, pois assim a tensão induzida no estator também permanece inalterada e
possibilita que valores mais elevados de v1(t) sejam impostos pelo inversor de frequência
sem que seja necessário aumentar a tensão no barramento do CC. Ao aumentar v1(t), a
corrente i1(t) e a indução B1(t) também aumentam e fazem com que o torque gerado
aumente. Uma análise detalhada do uso do terceiro harmônico pode ser encontrada em
(SCHARLAU; PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2008).

A última vantagem citada e certamente uma das mais relevantes é a maior confiabi-
lidade das máquinas multifásicas. As máquinas multifásicas são consideradas mais con-
fiáveis, porque podem partir e operar mesmo quando uma ou mais fases do estator são
desconectadas ou danificadas. Por outro lado, deve ser lembrado que máquinas trifásicas

Tabela 2 – Comparação do uso de indução trapezoidal e senoidal no entreferro em termos
de corrente de fase, tensão de fase e torque.

Indução v1 [V ] v3 [V ] i1 [A] i3 [A] B̂δ1 [T ] B̂δ3 [T ] T [Nm] [Nm/A]

Senoidal 110 0 10, 24 0 0, 71 0, 03 24, 35 2, 37

Trapezoidal 124, 3 10 11, 58 2, 95 0, 77 0, 07 29, 08 2, 43
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Figura 2 – Indução no entreferro Bδ(t, θ) (linha 1), tensão de fase v(t) (linha 2) e corrente
de fase i(t)(linha 3).

Fonte: elaborado pelo autor.

também podem continuar operando mesmo quando uma das fases do estator é desconec-
tada ou danificada. Entretanto, a perda de uma fase faz com que a máquina trifásica passe
a operar como uma máquina monofásica, perdendo assim a capacidade de partir. Uma
máquina multifásica com m fases no estator pode partir e operar mesmo quando m − 3

fases são desconectadas ou danificadas. Independente do número de fases, a perda de uma
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ou mais fases do estator faz com que o torque gerado pela máquina tenha uma componente
pulsante e faz também com que as correntes de fase do estator e do rotor fiquem desequi-
libradas. A amplitude da componente pulsante depende do escorregamento relativo, do
número de fases da máquina e de características construtivas, tais como o número de ra-
nhuras por polo e por fase e a inclinação das barras do rotor. O efeito do escorregamento
na variação do torque médio e na amplitude da pulsação do torque é ilustrado nos gráficos
apresentados na Figura 3. Estes gráficos foram obtidos com o modelo apresentado no Ca-
pítulo 2 e com os parâmetros da máquina pentafásica de 4, 5 kW disponível no LASCAR.
No gráfico da Figura 3(a) é mostrada a curva do torque médio em regime permanente
versus escorregamento, e no gráfico da Figura 3(b) é mostrada a curva da amplitude da
componente pulsante do torque em função do escorregamento. As linhas contínuas foram
obtidas considerando que as barras do rotor são inclinadas e as linhas pontilhadas foram
obtidas considerando que as barras do rotor não possuem inclinação. Estas curvas deixam
claro que existe uma variação considerável na amplitude da pulsação do torque com o
escorregamento e que as características construtivas, neste caso a inclinação das barras do
rotor, tem grande influência na curva característica de torque em regime permanente. En-
tretanto, as diferenças são mais significativas na região de alto escorregamento, quando a
velocidade do rotor se aproxima da velocidade síncrona dos campos girantes criados pelas
harmônicas da indução no entreferro. A velocidade síncrona do campo girante produzido
pelas harmônicas da indução criadas pelos enrolamentos dependem da ordem, n, de cada
harmônica e do sentido de rotação. Quando o campo síncrono criado pela harmônica gira
no mesmo sentido do campo girante criado pela onda fundamental, a velocidade angular
é igual a (n − 1)/n vezes a velocidade angular da onda fundamental. Por outro lado,
quando o campo girante criado pela harmônica da indução gira no sentido oposto ao da
onda fundamental a velocidade síncrona é igual a (n + 1)/n vezes a velocidade angular
da onda fundamental. A inclinação nas barras diminui a pulsação no torque, pois dimi-
nui o acoplamento magnético entre o rotor e o estator através das harmônicas da indução
no entreferro. Um efeito similar à inclinação das barras é obtido ao aumentar o número
de ranhuras por polo e por fase e também quando são utilizados enrolamentos do estator
com encurtamento de passo, pois nestes casos a indução produzida pelas fases do estator
possui um conteúdo harmônico menor e as harmônicas possuem menor amplitude.

Independente das características construtivas da máquina, a parcela pulsante do torque
pode ser significativamente reduzida utilizando inversores de frequência para alimentação
da máquina e de estratégias de controle específicas para a operação sob falha. As estra-
tégias mais utilizadas no controle de máquinas operando com falha são as estratégias de
controle vetorial. Em (TOLIYAT, 1998; XU; TOLIYAT; PETERSEN, 2002; TANI; MEN-
GONI; ZARRI; SERRA; CASADEI, 2012; GUZMAN; DURAN; BARRERO, 2012;
ABDEL-KHALIK; ELSEROUGI; AHMED; MASSOUD, 2013), por exemplo, são pro-
postas versões modificadas do controle por orientação de campo; nos artigos (BERMU-
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Figura 3 – (a) Torque médio versus escorregamento s. (b) Amplitude da componente
pulsante do torque versus escorregamento.

Fonte: elaborado pelo autor

DEZ; GONZALEZ-PRIETO; BARRERO; DURAN; KESTELYN, 2015) e (BERMU-
DEZ; GONZALEZ-PRIETO; BARRERO; GUZMAN; DURAN; KESTELYN, 2017) são
apresentadas versões modificadas do controle direto do torque; e nos artigos (MORSY;
ABDEL-KHALIK; AHMED; MASSOUD, 2013) e (GUZMAN; DURAN; BARRERO;
TORAL, 2011) são apresentadas, respectivamente, estratégias de controle escalar e pre-
ditiva. Todas as estratégias de controle apresentadas nos artigos citados são capazes de
reduzir a pulsação no torque durante a operação sob falha.

A principal diferença entre as estratégias de controle está no desempenho obtido du-
rante transitórios. Durante a operação em regime permanente, as estratégias de controle
podem ser dividas em 3 grupos. No primeiro grupo estão as estratégias de controle que
minimizam a pulsação no torque; no segundo grupo estão as estratégias de controle que
reduzem a pulsação de torque enquanto mantém as correntes de fase do estator equili-
bradas, ou seja, todas com mesma amplitude; no terceiro grupo estão as estratégias de
controle que minimizam as perdas joule no estator da máquina e reduzem a pulsação no
torque. A escolha do tipo de estratégia de controle deve considerar o comportamento dinâ-
mico desejado e a capacidade de carga exigida durante a operação sob falha. Os controles
vetoriais conseguem fazer com que as máquinas multifásicas tenham um comportamento
dinâmico durante a operação sob falha muito próximo ao comportamento dinâmico obtido
durante a operação normal. Entretanto, as perdas produzidas por cada uma das estratégias
de controle são diferentes (TANI; MENGONI; ZARRI; SERRA; CASADEI, 2012).

Por outro lado, a capacidade de carga sob falha depende da temperatura de operação
da máquina que por sua vez depende das perdas produzidas pela máquina e de fatores
ambientais como altitude e temperatura ambiente. As estratégias de controle que minimi-
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zam a parcela pulsante do torque são as que mais produzem perdas joule no estator; sob
este aspecto, em segundo lugar estão as estratégias que mantêm as correntes de fase do
estator com mesma amplitude e em terceiro lugar estão as estratégias que minimizam as
perdas joule no estator. No entanto, não é possível afirmar qual é a estratégia de controle
que mais restringe a capacidade de carga da máquina sem antes conhecer o total de perdas
e como estas perdas se distribuem. É possível, por exemplo, que a diferença no total de
perdas produzidas por duas estratégias de controle diferentes não seja significativa, mas
que em uma estratégia de controle as perdas produzidas se concentrem em uma região da
máquina criando pontos quentes enquanto que na outra estratégia de controle as perdas
se distribuam de forma mais uniforme sem criar pontos quentes. Para determinar a distri-
buição das perdas é preciso estimar de forma precisa as perdas joule no rotor e as perdas
magnéticas. A variação desta parcela de perdas tem sido desconsiderada pela grande mai-
oria dos autores; as perdas são consideradas constantes e iguais às que ocorrem durante a
operação normal.

Durante a operação sob falha, surgem harmônicas temporais nas correntes do rotor e
harmônicas espaciais na indução do entreferro que não podem ser obtidas com os mo-
delos tradicionais utilizados na síntese de estratégias de controle. Desta forma, entre as
contribuições desta tese estão o desenvolvimento do modelo para máquina de indução
pentafásica apresentado no Capítulo 2 e o desenvolvimento dos modelos para a distri-
buição da indução no interior da máquina, apresentados no Capítulo 3. Com estes dois
modelos é possível estimar as correntes e a distribuição da indução no interior da máquina
quando a máquina opera com e sem falha e com e sem controle. Os valores de indução
e corrente obtidos com estes modelos possibilitam que as perdas joules e magnéticas se-
jam calculadas com maior exatidão, pois é possível considerar o efeito de um número
arbitrário de harmônicas da indução no entreferro no cálculo das correntes do rotor e da
estimação da indução nos núcleos do estator e do rotor.

Para ilustrar o comportamento de máquinas de indução multifásicas durante a opera-
ção sob falha e com controle são mostrados na Figura 4 os gráficos das correntes, tensões
e torques da máquina de indução pentafásica de 4, 5 kW disponível no LASCAR. As
curvas foram obtidas com a máquina operando com carga nominal utilizando o modelo
apresentado no Capítulo 2. Na primeira coluna são mostrados os dados obtidos com a
máquina operando sem falha, na segunda coluna são mostrados os gráficos da máquina
operando com uma fase do estator desconectada e sem controle e na terceira coluna são
mostrados os gráficos da máquina operando com uma fase do estator desconectada e com
a estratégia de controle que reduz a pulsação no torque e mantém as correntes de fase com
a mesma amplitude. As tensões, correntes e o torque são mostrados na primeira, segunda
e terceira linha, respectivamente. A fase desconectada durante a operação sob falha é a
fase 1, representada pelas curvas em vermelho. Durante a operação sob falha, a tensão
na fase 1 é diferente de zero devido às tensões induzidas através das indutâncias mútuas



43

Figura 4 – Tensões de fase, correntes de fase e o torque de uma máquina pentafásica
operando com e sem falha e com falha e com controle.

Fonte: elaborado pelo autor

entre a fase 1 e as outras fases do estator e do rotor. O torque médio nos 3 casos mostrados
é igual ao torque nominal da máquina, 24, 5 Nm. A amplitude da pulsação no torque é
igual a 0, 61% do torque médio quando a máquina opera sem falha; quando a máquina
opera com falha e sem controle, a amplitude da pulsação aumenta para 38, 1%, e quando
é utilizada a estratégia de controle, a pulsação é reduzida para 10, 4% do valor médio.
Durante a operação sem falha, as perdas joule no estator são iguais a 213, 1 W , este va-
lor sobe para 271, 3 W durante a operação com falha e sem controle e chega a 326, 0 W

quando a máquina opera com falha e com controle. Na situação em que a máquina opera
com falha e com controle, as perdas joule no estator são 53% maiores do que o valor
nominal de 213, 1 W . Isso significa que a carga no eixo deve ser reduzida, entretanto, o
valor exato da redução na carga depende do total de perdas e não apenas das perdas joule
no estator.

Na maioria dos trabalhos sobre estratégias de controle para máquinas multifásicas
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operando sob falha, a análise da estratégia de controle é similar a análise realizada neste
último exemplo, pois apenas são avaliadas a capacidade da estratégia de controle em redu-
zir a pulsação no torque e o aumento nas perdas joule no estator. As perdas joule no rotor
são frequentemente ignoradas ou avaliadas de forma superficial, pois poucas harmônicas
das correntes do rotor são levadas em consideração durante a determinação das perdas
(BERMUDEZ; GUZMAN; GONZALEZ-PRIETO; BARRERO; DURAN; KESTELYN,
2015; TANI; MENGONI; ZARRI; SERRA; CASADEI, 2012).

Numa situação ideal, durante a operação sob falha, a onda de indução no entreferro
da máquina não contém harmônicas e o controle mantém a onda de indução no entreferro
igual à onda de indução antes da ocorrência da falha. Consequentemente, as correntes in-
duzidas no rotor e as perdas joule no rotor não são afetadas (TANI; MENGONI; ZARRI;
SERRA; CASADEI, 2012). Por outro lado, numa máquina real, a indução no entreferro
contém infinitas harmônicas que surgem devido à saturação, à distribuição das bobinas em
ranhuras e à variação da permeância do entreferro que é criada pelas ranhuras. Durante
a operação sob falha, as amplitudes destas harmônicas são alteradas devido ao desba-
lanço das correntes, consequentemente, as perdas joule no rotor e as perdas magnéticas
são alteradas e surgem componentes pulsantes no torque. No Capítulo 2 é apresentado
um modelo para a Máquina de Indução Pentafásica (MIP) que foi desenvolvido durante
o doutorado. Com este modelo é possível obter as correntes induzidas no rotor pelas
harmônicas da indução no entreferro produzidas pelos enrolamentos do estator.

A análise das perdas magnéticas não é realizada nos trabalhos em que novas estra-
tégias de controle são propostas, pois os modelos analíticos utilizados nestes trabalhos
não fornecem a distribuição da indução. Entretanto, em alguns trabalhos como (MORSY;
ABDEL-KHALIK; AHMED; MASSOUD, 2013; ABDEL-KHALIK; ELGENEDY; AH-
MED; MASSOUD, 2016), o total de perdas e a eficiência da máquina durante a operação
sob falha é determinada pela diferença entre a potência de entrada e a potência entregue
ao eixo. Nestes casos, a distribuição das perdas no interior da máquina não é determi-
nada de forma precisa, pois os autores não investigaram qual é o percentual das perdas
no ferro e qual é o percentual das perdas joule do rotor. Durante a operação normal, as
perdas magnéticas praticamente não variam com a carga, pois a reação do rotor mantém a
distribuição da indução aproximadamente constante nas diversas partes da máquina. En-
tretanto, durante a operação sob falha, a distribuição da indução é bastante alterada devido
ao surgimento de harmônicas criadas pelo desbalanço das correntes no estator, conforme
mostrado em (PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2016; PEREIRA; PEREIRA; HAFF-
NER; SILVEIRA, 2015; PEREIRA; NICOL; PEREIRA; PERIN, 2020a). A harmônica
que mais deforma a distribuição da indução é a harmônica de ordem 3, pois ela possui
a maior amplitude. A terceira harmônica também é a única harmônica considerada em
praticamente todos os modelos utilizados na análise de máquinas pentafásicas. Quando a
máquina opera com falha e sem controle, a onda fundamental e a terceira harmônica da
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indução criam 4 campos girantes. A onda fundamental cria dois campos girantes, um com
velocidade angular igual a w

p
e o outro com velocidade angular igual a −w

p
e o terceiro

harmônico cria os outros dois campos girantes, um com velocidade angular igual a w
3p

e o
outro com velocidade angular igual a − w

3p
. As variáveis p e w são o número de pares de

polos do motor e a velocidade angular da tensão de alimentação, respectivamente. Estes
campos girantes criam harmônicas de alta frequência na indução e nas correntes do rotor.
A frequências destas harmônicas variam com o escorregamento relativo, s, e são dadas
por s · f , (2− s)f , (3− 2s)f e (4− 3s)f , derivadas em (PEREIRA; PEREIRA; HAFF-
NER; NICOL, 2015). As correntes de fase do rotor com frequência s · f são responsáveis
pela produção do torque médio enquanto que as outras correntes são indesejáveis, pois
criam torques pulsantes e também porque aumentam as perdas joule no rotor.

Por outro lado, as harmônicas da indução criadas pela falha podem alterar de forma
significativa as perdas magnéticas do rotor e do estator, pois possuem amplitudes e frequên-
cias elevadas. Os gráficos das figuras 5 e 6 foram retirados de (PEREIRA; NICOL; PE-
REIRA; PERIN, 2020a) e ilustram os efeitos da falha na distribuição da indução nos
dentes do rotor. Os gráficos 5(a) e 6(a) mostram, respectivamente, as curvas de indução
nos dentes e o espectro destas curvas para o caso em que a máquina opera sem falha, já
as figuras 5(b) e 6(b) mostram, respectivamente, as curvas da indução nos dentes do rotor
e o espectro destas curvas quando a máquina opera com duas fases do estator desconecta-
das. Os efeitos da falha ficam evidentes quando os espectros da indução são comparados,
pois, durante a operação sob falha, as induções nos dentes do rotor possuem harmônicas
com amplitudes e frequências elevadas que não estão presentes no espectro das induções
obtidos durante a operação sem falha. Estas harmônicas podem aumentar de forma sig-
nificativa as perdas magnéticas na máquina, mas ainda não foram estudadas de forma
aprofundada. Durante a operação normal, as perdas magnéticas na região das coroas são
produzidas basicamente pelo efeito da histerese e das correntes de Foucault produzidas
pela onda fundamental da indução enquanto que nos dentes as perdas magnéticas são
produzidas pela histerese e pelas correntes de Foucault devido a onda fundamental e às
harmônicas da indução no entreferro.

Embora a análise detalhada das perdas produzidas por máquinas operando sob falha
ainda não tenha sido realizada, em alguns trabalhos as perdas totais da máquina e a ele-
vação da temperatura são avaliadas com o objetivo de estimar a capacidade de carga da
máquina operando sob falha. Em (MORSY; ABDEL-KHALIK; AHMED; MASSOUD,
2013), por exemplo, a análise da estratégia de controle para a máquina pentafásica ope-
rando sob falha inclui o total de perdas e a eficiência da máquina. Em (ABDEL-KHALIK;
ELGENEDY; AHMED; MASSOUD, 2016) é apresentada uma nova forma de conectar
as fases do estator das máquinas pentafásicas que permite melhorar o desempenho da
máquina operando sob falha. Nos resultados discutidos nestes artigos são apresentadas
curvas de eficiência energética e perdas joule no estator em função do escorregamento.
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Figura 5 – (a) Indução nos dentes do rotor quando a máquina opera sem falha e (b) quando
a máquina opera com 2 fases desconectadas

Fonte: elaborado pelo autor

Figura 6 – (a) Espectro da indução nos dentes do rotor quando a máquina opera sem
falha. (b) Espectro da indução nos dentes do rotor quando a máquina opera com 1 fase
desconectada. Fonte (PEREIRA; NICOL; PEREIRA; PERIN, 2020a).

Fonte: elaborado pelo autor
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Em (BOGLIETTI; BOJOI; RUBINO; COSSALE, 2020) é feita a análise térmica de uma
máquina de indução de 12 fases operando com 12, 9, 6 e 3 fases; neste trabalho são
analisadas as variações na temperatura das bobinas de fase do estator com o objetivo de
determinar experimentalmente a capacidade de carga da máquina operando sob falha.
Em todos estes trabalhos os autores mostram preocupação em determinar a capacidade de
carga da máquina durante a operação sob falha.

Dentro do contexto apresentado, um dos objetivos da presente tese é o de criar mode-
los que possibilitem que análises mais aprofundadas das máquinas pentafásicas operando
com falha sejam feitas. A escolha de máquinas de indução pentafásicas como objeto de
estudo da tese se deve ao fato de que elas são as máquinas de indução com um número de
fases maior que três mais prováveis de serem adotadas em aplicações de potência inferior
a 100 kW . Elas possuem alta confiabilidade com um número de fases não muito elevado,
fato que ajuda a manter os custos e a complexidade do o sistema de acionamento bai-
xos. Nesta faixa de potência o grande atrativo destas máquinas é a capacidade de operar
com falha (TANI; MENGONI; ZARRI; SERRA; CASADEI, 2012; ABDEL-KHALIK;
ELSEROUGI; AHMED; MASSOUD, 2013; TANI; MENGONI; ZARRI; SERRA; CA-
SADEI, 2012; BERMUDEZ; GONZALEZ-PRIETO; BARRERO; GUZMAN; DURAN;
KESTELYN, 2017).

Nos dois próximos capítulos são apresentados os modelos analíticos utilizados no
estudo das máquinas de indução pentafásicas.
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2 MODELO DA MIP INCLUINDO HARMÔNICOS DE
ESPAÇO

Para analisar a máquina de indução é necessário o uso de modelos matemáticos para
representar o seu comportamento, pois embora os dados obtidos com ensaios sejam de ex-
trema importância, as relações estabelecidas pelos modelos analíticos são imprescindíveis
para o real entendimento do funcionamento da máquina e do impacto das características
construtivas no desempenho. Os modelos mais utilizados na análise de máquinas são os
modelos analíticos de parâmetros concentrados, os modelos de elementos finitos e os mo-
delos de redes de relutância. Cada um dos modelos apresenta vantagens e desvantagens
já conhecidas.

Os modelos de elementos finitos fornecem a distribuição detalhada dos campos no
interior da máquina, descrevem com precisão os efeitos da saturação e o torque fornecido
pelo modelo e, além disto, contém os efeitos das harmônicas da indução devido à satura-
ção e às ranhuras. As principais desvantagens deste tipo de modelo são o elevado tempo
de processamento e a necessidade de dados dimensionais e dos materiais, além de outros
detalhes, que nem sempre estão facilmente disponíveis.

Por outro lado, os modelos que descrevem a máquina utilizando redes de relutância
são úteis na análise dinâmica de máquinas saturadas (GERADA; BRADLEY; SUMNER;
SEWELL, 2003; PEDRAYES; ROJAS; CABANAS; MELERO; ORCAJO; CANO, 2007;
YAO; BRADLEY; SEWELL; GERADA, 2008; OSTOVIC, 1986). Estes modelos são
compostos por um grande número de equações não lineares que devem ser resolvidas
para se obter os fluxos que atravessam as diferentes seções da máquina. A principal e
importante vantagem deste tipo de modelo quando comparado com os modelos de ele-
mentos finitos é o menor tempo de processamento (BRADLEY; TAMI, 1996; GERADA;
BRADLEY; SUMNER; WHEELER; PICKER; CLARE; WHITLEY; TOWERS, 2007;
CHOMAT, 2011).

Os modelos analíticos de parâmetros concentrados descrevem a máquina utilizando
resistências e indutâncias próprias e mútuas. Com estes modelos é possível estabelecer
relações analíticas entre os fluxos, as correntes, as tensões e o torque. É possível de-
terminar de forma qualitativa e quantitativa o comportamento das correntes e do torque
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produzido pela máquina quando a tensão e a frequência de alimentação variam. Quando
são utilizados modelos de elementos finitos ou de rede de relutância, este tipo de análise
é apenas parcialmente possível e na maioria dos casos com grande custo computacional.
A principal desvantagem dos modelos analíticos de parâmetros concentrados é a neces-
sidade de ajustar os parâmetros do modelo quando o ponto de operação da máquina é
alterado. As indutâncias devem ser calculas de acordo com o nível de saturação da má-
quina e as resistências devem ser calculadas de acordo com a temperatura e a frequência
de operação. Entretanto, existem modelos que ajustam a saturação da máquina de acordo
com o ponto de operação, como por exemplo, os modelos apresentados em (ABDEL-
KHALIK; AHMED; ELSEROUGI; MASSOUD, 2013) e (MOREIRA; LIPO, 1992).

Os modelos analíticos de parâmetros concentrados mais utilizados na análise de má-
quinas multifásicas são modelos dinâmicos descritos segundo as componentes simétri-
cas de valor instantâneo, também conhecidas como fasores de espaço das correntes e
tensões do estator e do rotor. Modelos para máquinas funcionando em regime perma-
nente são menos comuns, pois a maioria das pesquisas de máquinas multifásicas está
concentrada na área de controle e para desenvolver e testar as estratégias de controle é
necessário que o modelo seja capaz de descrever o comportamento da máquina durante
transitórios. A área de pesquisa sobre modelo de máquinas continua sendo foco de es-
tudos e, nas última duas décadas, inúmeros trabalhos abordando o tema foram publica-
dos, veja-se por exemplo (SOUZA; BASTOS; FILHO, 2018; ABDEL-KHALIK; AH-
MED; MASSOUD, 2016a,b; ABDEL-KHALIK; AHMED; ELSEROUGI; MASSOUD,
2013; JOKSIMOVIC; RIGER; WOLBANK; PERIC; VASAK; STOJVIC; LESIC, 2012;
PEREIRA; HAFFNER; PEREIRA; BENVENUTI; ROSA, 2015; PEREIRA; PEREIRA;
HAFFNER; NICOL, 2015; PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER; SILVEIRA, 2015; PE-
REIRA; SCHARLAU; PEREIRA; HAFFNER, 2006).

Neste capítulo é apresentado um novo modelo analítico de parâmetros concentrados
que pode ser utilizado para descrever o comportamento da máquina de indução pentafá-
sica operando com ou sem falha. A principal característica deste modelo, que o diferencia
da maioria dos modelos encontrados na literatura, é o número arbitrário de harmônicas da
indução no entreferro utilizadas no cálculo das indutâncias mútuas entre o rotor e o estator.
Nos modelos convencionais, apenas a componente fundamental e a terceira harmônica da
indução no entreferro acoplam magneticamente o rotor ao estator. Entre outros efeitos
importantes, os harmônicos com ordem acima de 3 podem gerar torques indesejados (tor-
ques síncronos e torques assíncronos), além de produzirem harmônicas adicionais nas
correntes do rotor. O uso deste modelo na análise da máquina operando sob falha permite
determinar o aumento nas perdas joule devido às harmônicas e também o impacto das
harmônicas da indução na produção de torques indesejáveis durante a operação sob falha.
Com o objetivo de validar o modelo, no final deste capítulo é apresentado um exemplo
onde as correntes e os torques medidos em ensaios são comparados com as correntes e o
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torque fornecidos pelo modelo.

O modelo apresentado neste capítulo não é o primeiro modelo a considerar o efeito das
harmônicas de espaço. Ao longo das últimas décadas vários modelos que explicitamente
incluem harmônicas de espaço foram propostos. Contudo, na sua maioria eles se refe-
rem a máquinas convencionais trifásicas, operando em regime permanente equilibrado,
por exemplo, (PAAP, 1991a,b; LIANG; LUY, 2006). Modelos para máquinas de indu-
ção com mais de três fases operando em regime equilibrado também já foram abordados
em outros trabalhos. Por exemplo, em (FUDEH; ONG, 1983a,b,c) são apresentados dois
modelos para máquinas de indução com um número arbitrário de fases, sendo um modelo
dinâmico e o outro para análise da máquina operando em regime permanente senoidal
e equilibrado. Em (TOLIYAT; LIPO, 1995) é apresentado um modelo que descreve as
indutâncias mútuas entre o rotor e o estator utilizando funções definidas por partes. Esta
abordagem permite que todos os harmônicos da indução, produzidos pelos enrolamentos,
seja considerados. O modelo desenvolvido nesta tese utiliza séries de Fourier para descre-
ver as indutâncias mútuas entre o rotor e o estator, evitando o uso das funções definidas
por partes utilizadas em (TOLIYAT; LIPO, 1995).

2.1 EQUAÇÕES DE MALHA DO ROTOR E DO ESTATOR

O modelo analítico de parâmetros concentrados de uma máquina de indução com m

fases no estator e N fases no rotor é composto por m+N equações de malha e mais uma
equação mecânica de equilíbrio de torques. O número de fases do rotor é igual ao número
de barras do rotor dividido pelo máximo divisor comum do número de barras do rotor e do
número de pares de polos da máquina. A equação de malha para a fase k do estator é dada
por (2.1), sendo vk(t) e ik(t) a tensão e a corrente na fase k do estator, respectivamente;
Rs a resistência de fase do estator; Lδs a indutância de dispersão de uma fase do estator;
Lku a indutância mútua entre as fases k e u do estator; Lsrku(θr) a indutância mútua entra a
fase k do estator e a fase u do rotor; iru(t) a corrente na fase u do rotor; e θr o ângulo entre
o rotor e o estator em radianos elétricos, o qual corresponde à defasagem entre o eixo da
fase 1 do estator e a fase 1 do rotor, conforme mostrado na Figura 7.

vk(t) = Rs · ik(t) + Lδs ·
dik(t)

dt
+

m∑
u=1

Lku ·
diu(t)

dt
+

N∑
u=1

d [Lsrku(θr) · iru(t)]
dt

(2.1)

A equação de malha para a fase k do rotor é dada pela expressão (2.2). Nesta expres-
são,Rar eLδar são, respectivamente, a resistência e a indutância de dispersão do segmento
de anel que conecta duas barras adjacentes do rotor; Rbr e Lδbr são, respectivamente, a
resistência e a indutância de dispersão de uma barra do rotor; irk(t) é a corrente na fase k
do rotor; Lrku é a indutância mútua entre as fases k e u do rotor; Lrsku é a indutância mútua
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Figura 7 – Bobinas pertencentes a cada uma das fases do estator e ângulo θr entre a fase
1 do estator e a fase 1 do rotor.

Fonte: elaborado pelo autor.

entre a fase k do rotor e a fase u do estator; e iu(t) é a corrente na fase u do estator.

0 =2 · [Rar +Rbr] · irk(t)−Rbr · [irk+1(t) + irk−1(t)] + 2 · [Lδar + Lδbr] ·
dirk(t)

dt
+

Lδbr ·
[dirk−1(t)

dt
+
dirk+1(t)

dt

]
+

N∑
u=1

Lrku ·
diru(t)

dt
+

m∑
u=1

d [Lrsku(θr) · iu(t)]
dt

(2.2)

Na equação de malha da fase k do rotor aparecem as correntes das fases adjacentes
à fase k, irk−1 e irk+1. Isto ocorre devido ao fato de que cada fase do rotor é formada
por duas barras consecutivas da gaiola do rotor conectadas pelos segmentos de anel. A
Figura 8 ilustra três fases consecutivas do rotor, sendo que as indutâncias mútuas não são
mostradas no diagrama, apenas as resistências e as indutâncias de dispersão.

Figura 8 – Circuitos de malha de 3 fases consecutivas do rotor.

Fonte: elaborado pelo autor.

A equação mecânica que completa o sistema de equações é dada pela expressão (2.3)
que segue, onde a velocidade mecânica no eixo é dada como ωmec = θ̇r/p. A expressão
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para o torque eletromagnético será detalhada na seção 2.6 deste capítulo.

Jm ·
θ̈r
p

+Bm ·
θ̇r
p

+ TL = T (2.3)

O conjunto de todas as equações de malha do estator e do rotor, junto com a equação
mecânica, descreve o comportamento da máquina sob qualquer regime de operação. Este
é um conjunto de equações diferenciais não lineares de difícil solução. Como as análi-
ses realizadas neste trabalho são feitas com a máquina operando em regime permanente
senoidal e com velocidade constante, é mais conveniente trabalhar com um modelo faso-
rial. A utilização de fasores transforma as equações diferenciais em equações algébricas
simplificando as equações de malha do rotor e do estator. Para utilizar a teoria de faso-
res, as tensões e correntes devem possuir apenas uma frequência. Porém, mesmo quando
as tensões e correntes no estator são equilibradas e possuem apenas uma frequência, no
rotor, as correntes e tensões possuem infinitas harmônicas e a frequência da componente
fundamental não é necessariamente igual à frequência das tensões e correntes do esta-
tor. Consequentemente, para analisar a máquina utilizando fasores, cada harmônica das
correntes e tensões do rotor será descrita por uma equação distinta. As harmônicas na cor-
rente do rotor são produzidas pelas harmônicas espaciais da indução do entreferro, como
será mostrado nas próximas seções deste capítulo.

2.2 INDUÇÃO NO ENTREFERRO E SEQUÊNCIAS DE FASE DAS
CORRENTES DO ESTATOR EM REGIME PERMANENTE SE-
NOIDAL EQUILIBRADO

Para obter o modelo da máquina operando em regime permanente senoidal e veloci-
dade constante é necessário determinar as relações entre as indutâncias, as harmônicas
espaciais da indução e as correntes do rotor e do estator. No modelo de parâmetros con-
centrados as variáveis são as correntes, as tensões, os fluxos e a velocidade do rotor. O
efeito da distribuição da indução nas diversas partes da máquina, especialmente no en-
treferro, sobre as correntes e tensões estão incluídos nas indutâncias próprias e mútuas.
Por outro lado, a indutância mútua entre as fases k e u do estator é obtida dividindo o
fluxo concatenado com a fase k e criado pela fase u pela corrente que circula na fase u. A
indução produzida no entreferro por cada fase do estator, a qual serve de base para a deter-
minação do fluxo concatenado, depende das características do estator e das características
dos enrolamentos de fase.

A fim de ilustrar os conceitos citados, na Figura 9 são mostradas 4 curvas de indu-
ção no entreferro, produzidas por quatro enrolamentos diferentes. Estas curvas foram
normalizadas utilizando o instante de tempo t=tmax onde a amplitude da componente
fundamental da indução, B̂k1(t), atinge o valor máximo. A curva em vermelho mostra
a indução produzida por um enrolamento de passo inteiro e com uma ranhura por polo
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e fase (q=1); a segunda curva mostra a indução produzida por um enrolamento com q=2

sem encurtamento de passo; a terceira curva mostra a indução produzida por um enrola-
mento com q=3 sem encurtamento de passo; a quarta curva mostra a indução produzida
por um enrolamento com q=3 e com encurtamento de passo de três ranhuras (ye=3). No
gráfico da segunda linha são mostrados os espectros das curvas da indução. Este gráfico
mostra que à medida que q e o passo (ye) aumentam, o conteúdo harmônico da indução
produzida pelo enrolamento de fase, diminui. O gráfico também mostra que as harmôni-
cas da indução, produzidas por cada fase, são todas de ordem ímpar devido à simetria da
onda de indução.

Figura 9 – Indução no entreferro na direção radial, produzido por uma fase do estator (a)
e espectro da indução (n indica a ordem da harmônica) (b).

Fonte: elaborado pelo autor.

Cada uma das curvas mostradas na Figura 9 pode ser descrita utilizando uma série
de Fourier dada pela equação (2.4). Nesta equação, o subíndice k representa a fase do
estator; θ é a posição angular no entreferro em radianos elétricos e usa como referência
o eixo magnético da fase 1 do estator; p é o número de pares de polos; γs é a defasagem
angular entre duas fases consecutivas do estator e m é o número de fases do estator. As
amplitudes das harmônicas de indução, B̂kn, dependem de q e de ye; no próximo capítulo
será mostrado como estas variáveis se relacionam e como a constante Ks, que aparece na
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expressão (2.5), é definida.

Bk(t, θ) =
∞∑
n=1

B̂kn(t) · sen[n · θ − n · (k − 1) · γs] (2.4)

B̂kn(t) = Ks · ik(t) (2.5)

γs =
2π

m
(2.6)

n = 1, 3, 5, 7, . . .∞ (2.7)

Para obter a indução resultante no entreferro, é necessário somar a contribuição de
cada uma das m fases do estator. A Figura 10 mostra a indução resultante no entreferro
das quatro máquinas no instante de tempo t=t1, quando circulam pelo estator as correntes
mostradas na Figura 10a.

A máquina com q=3 e com encurtamento de passo produz a indução mais próxima
a uma senoide, conforme mostrado na Figura 10e. Entretanto, em nenhum dos casos
mostrados a indução no entreferro é puramente senoidal. Isso ocorre devido à presença
de outras harmônicas na indução resultante.

Quando se analisa a máquina operando em regime permanente senoidal equilibrado e
com velocidade constante, todas as correntes e tensões de fase do estator são senoidais e
a defasagem entre as correntes e tensões de fase adjacentes são iguais a 2π/m, sendo m
o número de fases do estator. Dependendo da sequência de fase das correntes que circu-
lam pelo estator, as harmônicas da indução criam campos pulsantes, ou campos girantes
no sentido horário ou no sentido anti-horário. Máquinas trifásicas, por exemplo, podem
ser alimentadas com 6 sequências de fase. Três sequências de fase criam campos que
giram no sentido horário e três sequências de fase criam campos que giram no sentido
anti-horário. Se as fases do estator forem alimentadas com tensões iguais em amplitude e
fase, então o campo no entreferro não gira, ele apenas pulsa. As sequências de fase que
criam campos que giram no sentido anti-horário são sequências positivas e as sequências
que criam campos que giram no sentido horário são sequências negativas. Embora em
um sistema de alimentação trifásico equilibrado existam 6 sequências de fase possíveis,
apenas 2 sequências de fase são distintas. As 3 sequências de fase positivas são equiva-
lentes, pois a diferença de fase entre 3 fases consecutivas são iguais, o mesmo ocorre para
as sequências de fase negativas.

As tensões e correntes de fase em um sistema de alimentação equilibrado de m fases
são dadas pelas expressões (2.8) e (2.9) e os fasores destas tensões e correntes são dados
pelas expressões (2.11) e (2.10), respectivamente. Sendo k o índice da fase, φik a defasa-
gem da corrente na fase k em relação a tensão da fase k e a variável x é a sequências de
fase das tensões e correntes. Quando x é igual a zero ou a um múltiplo de m, as tensões e
correntes de fase estão todas em fase, nestes casos diz-se que a sequência de fases é zero.
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Figura 10 – Indução no entreferro versus características do estator.

(a) Corrente nas fases do estator

(b) Máquina com q=1 e ye=0 (c) Máquina com q=2 e ye=0

(d) Máquina com q=3 e ye=0 (e) Máquina com q=3 e ye=3

Fonte: elaborado pelo autor.
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Já os outros valores de x fornecem todas as permutações de fase possíveis.

vk(t) =
√

2 · |Vs| · cos
[
ω · t+ Vk

]
(2.8)

ik(t) =
√

2 · |Is| · cos
[
ω · t+ Ik

]
(2.9)

Vk = Vs −x · (k − 1) · γs (2.10)

Ik = Is −x · (k − 1) · γs + φik (2.11)

Embora x possa assumir qualquer valor positivo, o conjunto de tensões e correntes
de fase obtidos com valores de x iguais ou maiores que m são os mesmos obtidos com
valores de x entre 0 e m − 1. Isso ocorre pois Vk=Vs −(x+m) · (k − 1) · γs é igual à
Vk=Vs −x · (k − 1) · γs − 2π · (k − 1) que, por sua vez, é igual à Vk=Vs −x · (k − 1) · γs.

Um sistema de alimentação pentafásico, possui as 5 sequências de fase distintas mos-
tradas na Figura 11. As sequências de fase 1, 2, 3 e 4 criam campos girantes e a sequência

Figura 11 – As cinco componentes de sequências das correntes de fase do estator.

Fonte: elaborado pelo autor.

de fase 0 cria campos que pulsam. Conforme esclarecido mais adiante neste capítulo,
cada sequência de fase cria campos girantes ou pulsantes com um conjunto específico de
harmônicas. A sequência de fase 1, por exemplo, cria um campo girante com as compo-
nentes fundamentais das induções produzidas pelas 5 fases do estator, mas nenhum tipo
de campo girante com as terceiras harmônicas da indução no entreferro.

Para determinar a relação entre as sequências de fase das correntes e os campos gi-
rantes criados pelas harmônicas da indução, é necessário somar a indução produzida por
cada fase. A indução no entreferro, criada pelo conjunto de fases do estator, é obtida
substituindo (2.9) e (2.4) em (2.13) para obter (2.14). Como o sistema de tensões de
alimentação é equilibrado, a fase φik da corrente ik(t) dada pela expressão (2.9) é igual
para todas as fases e foi substituída por φis, sem o subíndice k, para fins de simplificação,
resultando em (2.12).

ik(t) =
√

2 · |Is| · cos [ω · t− x · (k − 1) · γs + φis] (2.12)

Bδs(θ, t) =
m∑
k=1

Bk(t, θ) (2.13)
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Bδs(θ, t) =
m∑
k=1

∞∑
n=1

Ks ·
√

2 · |Is| · cos [ω · t− x · (k − 1) · γs + φis] ·

sen[n · θ − n · (k − 1) · γs] (2.14)

Utilizando a identidade trigonométrica (2.15), a expressão (2.14) pode ser re-
escrita como (2.16).

cos(a) · sen(b) =
1

2
· [ sen(a+ b)− sen(a− b)] (2.15)

Bδs(t, θ) =
Ks ·
√

2 · |Is|
2

m∑
k=1

∞∑
n=1

sen [ω · t+ φis + n · θ − (k − 1) · γs · (x+ n)]−

Ks ·
√

2 · |Is|
2

m∑
k=1

∞∑
n=1

sen [ω · t+ φis − n · θ − (k − 1) · γs · (x− n)]

(2.16)

A expressão (2.16) é composta por dois somatórios em k que são diferentes de zero
apenas quando os termos (x + n) e (x − n) são múltiplos inteiros de m. Nestes casos,
a expressão (2.16) pode ser reescrita como (2.17) e (2.18). A expressão (2.17) descreve
uma família de ondas de indução que se deslocam no entreferro com velocidade dθ

dt
= −ω

n

e a expressão (2.18) descreve uma famílias de ondas de indução que se deslocam com
velocidade dθ

dt
= +ω

n
.

Bδs(t, θ) =
Ks ·
√

2 · |Is| ·m
2

∞∑
n=1

sen
[
ω · t+ φis + n · θ

]
(x+n)=`·m

(2.17)

Bδs(t, θ) =− Ks ·
√

2 · |Is| ·m
2

∞∑
n=1

sen
[
ω · t+ φis − n · θ

]
(x−n)=`·m

(2.18)

` =0,±1,±2,±3,±4 . . . (2.19)

n =1, 3, 5, 7, 9 . . . (2.20)

Como n só pode assumir valores positivos e ímpares, as relações (x + n) = ` ·m e
(x− n) = ` ·m que aparecem nas equações anteriores e estabelecem as condições para a
existência de ondas de indução no entreferro podem ser resumidas conforme segue.

(x+ n) = ` ·m→

{
n = 2 · (`+ 1) ·m− x, para x ímpar
n = (2 · `+ 1) ·m− x, para x par ou zero

(2.21)

(x− n) = ` ·m→

{
n = 2 · ` ·m+ x, para x ímpar
n = (2 · `+ 1) ·m+ x, para x par ou zero

(2.22)

` = 0, 1, 2, 3, 4 ... (2.23)
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Para máquinas de cinco fases, m=5, as sequências de fase x=1 e x=4 criam ondas de
indução com as harmônicas de ordem n = 10 · `+ 1 e n = 10 · `+ 9; as sequências x=2 e
x=3 criam ondas de indução com as harmônicas de ordem n = 10 · `+ 3 e n = 10 · `+ 7;
e a sequência de fase x=0 cria componentes pulsantes na indução com as harmônicas de
ordem n = (10 · `+ 5).

Os gráficos da Figura 12 ilustram as relações entre as sequências de fase das corren-
tes, x, a indução no entreferro produzida por cada fase do estator, Bk(θ, t), e a soma das
induções produzida pelas cinco fases do estator, Bδ(θ, t). Na primeira coluna da Figura
12 são mostradas as correntes que circulam pelas fases, na segunda coluna são mostradas
as induções Bk(θ, t) e na terceira coluna são mostradas as induções Bδ(θ, t). Os gráficos
de cada linha foram obtidos com uma sequência de fase diferente. A primeira linha cor-
responde a sequência de fase x=0 e as linhas seguintes correspondem as sequências de
fase x=1, 2, 3 e 4. Na última linha são mostrados os espectros de Bδ(θ, t) obtidos com
cada uma das sequência de fase. A máquina utilizada no exemplo possui q=2 e ye=0.

Comparando o espectro da induçãoBδ(θ, t), mostrado na Figura 12, com o espectro da
indução Bk(θ, t), mostrado na Figura 9, fica claro que o conteúdo harmônico da indução
Bk(θ, t) é maior que o conteúdo harmônico da indução Bδ(θ, t), pois apenas algumas
harmônicas da indução de Bk(θ, t) compõe a indução Bδ(θ, t) e estas dependem ainda da
sequência de fase x das correntes do estator.

Os resultados mostrados na Figura 12 ajudam a explicar a maior distorção harmônica
na indução produzida pela máquina com q=1, mostrada na Figura 11b. As correntes de
alimentação mostradas na Figura 10a, têm sequência de fase x=1. Logo, as harmônicas
presentes na indução resultante são de ordem n=1, 9 e 11. Estas harmônicas são maiores
na máquina com q=1 do que nas demais máquinas, conforme mostrado no espectro apre-
sentado na Figura 9. Pode-se concluir que quanto menor for a amplitude dos harmônicos
produzidos pelos enrolamentos das fases, menor será a distorção harmônica da indução
resultante no entreferro.

Concluindo, as harmônicas da indução Bδ(θ, t) dependem das características da má-
quina e da sequência de fase das correntes que circulam pelo estator. Com o objetivo final
de determinar as harmônicas das correntes do rotor que são induzidas pelas harmônicas
espaciais da indução, na próxima seção são estabelecidas as relações entre a indutância
mútua entre o rotor e o estator e a indução no entreferro criada pelo estator.

2.3 RELAÇÕES ENTRE INDUTÂNCIAS, HARMÔNICAS DE
INDUÇÃO E CORRENTES NO ROTOR

Na seção anterior foi mostrado que a indução produzida por cada fase do estator pode
ser decomposta em harmônicas espaciais e também que a soma destas harmônicas pode
criar campos girantes ou campos pulsantes. Para obter o modelo analítico de parâmetros
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Figura 12 – Sequência de fase das correntes versus indução no entreferro.

Fonte: elaborado pelo autor.
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concentrados, é necessário relacionar cada uma destas harmônicas da indução com uma
indutância. A indutância, por definição, é a razão do fluxo concatenado pela corrente que
gera o fluxo. O fluxo é obtido integrando a indução que atravessa uma superfície. Por
outro lado, o fluxo concatenado com uma bobina é o produto do fluxo que atravessa a
área delimitada pela bobina pelo número de espiras da bobina. Assim, a indutância mútua
entre as fases k e u é dada pela expressão (2.24), onde Wk é o número de espiras da
bobina da fase k que é atravessada pelo fluxo criado pela fase u, Sk é a área delimitada
pelas espiras da fase k e Bu(θ, t) é a indução na direção radial produzida pela fase u.

Lku =
ψku(t)

iu(t)
=
Wk · φku(t)

iu(t)
=

Wk

iu(t)

�
Sk

Bu(θ, t) · dSk (2.24)

Reescrevendo Bu(θ, t), na expressão (2.24), como o somatório das suas harmônicas,
é obtida a expressão (2.25), onde Lkun é a indutância mútua entre as fases k e u através
da harmônica de ordem n da indução. A indutância Lkun pode ser reescrita em função da
indutância própria Lkkn, conforme mostrado (2.26).

Lku =
∞∑
n=1

[
Wk

iu(t)

�
Sk

Bun(θ, t) · dSk

]
=
∞∑
n=1

Lkun (2.25)

Lkun = Lkkn · cos
[
n · γs · (k − u)

]
(2.26)

A expressão (2.26) mostra que a indutância Lku é composta de infinitas componentes
e cada componente está relacionada com uma harmônica espacial da indução de ordem n.
A indutância mútua entre duas fases do rotor é obtida de forma análoga, conforme segue.

Lrku =
∞∑
n=1

[
W r
k

iru(t)

�
Sk

Br
un(θr, t) · dSk

]
=
∞∑
n=1

Lrkun (2.27)

Lrkun = Lrkkn · cos
[
n · γr · (k − u)

]
(2.28)

Na última expressão, Lrkkn é a indutância própria de uma fase do rotor, Sk é a área
delimitada por uma fase do rotor e W r

k o número de espiras do rotor.

A indutância mútua entre a fase k do rotor e a fase u do estator é obtida de forma
similar a indutância mútua entre duas fases do estator ou do rotor. A principal diferença
está nos intervalos de integração. Como o rotor se move em relação ao estator, os inter-
valos de integração mudam com o tempo para acompanhar o rotor. A indutância mútua
entre a fase k do rotor e a fase u do estator é dada pela expressão (2.29), onde Sk é a área
delimitada por uma fase do rotor e ψsku(t) é o fluxo produzido pela fase k do estator e
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concatenado com a fase u do rotor.

Lrsku(θr) =
ψsku(t)

iu(t)
= W r

k ·
φku(t)

iu(t)
=

W r
k

iu(t)

�
Sk

Bu(θr, t) · dSk (2.29)

Lrsku(θr) =
∞∑
n=1

[
W r
k

iu(t)

�
Sk

Bun(θr, t) · dSk

]
(2.30)

Lrsku(θr) =
∞∑
n=1

Lrsukn(θr) (2.31)

As indutâncias Lrsukn(θr) são dadas pela expressão (2.32), onde L̂srn é o valor máximo
da indutância mútua entre o rotor e o estator por intermédio da harmônica da indução de
ordem n e γr = 2π

N
é a defasagem, em radianos elétricos, de duas fases consecutivas do

rotor.

Lrskun(θr) = L̂srn · cos [n · θr + n · γr · (k − 1)− n · γs · (u− 1)] (2.32)

Conhecendo as indutâncias mútuas entre o rotor e o estator, é possível calcular a tensão
induzida no rotor e determinar as frequências das harmônicas das correntes e tensões do
rotor. A tensão induzida na fase k do rotor pelas correntes que circulam pelas m fases do
estator é dada pelo termo da expressão (2.2) que contêm a indutância mútua entre o rotor
e o estator. Este termo será denominado Er

k(t) e é dado pela expressão que segue.

Er
k(t) =

m∑
u=1

d [Lrsku(θr) · iu(t)]
dt

(2.33)

Quando a máquina opera com velocidade constante e em regime permanente senoidal,
o ângulo θr pode ser descrito em função do escorregamento s como θr=(1 − s)ωt e a
corrente iu(t) que circula na fase u do estator assume a forma apresentada na expressão
(2.9). Nestas condições, substituindo (2.32) em (2.33) é obtida a expressão (2.34).

Erk(t) =

m∑
u=1

∞∑
n=1

−L
rs
n ·
√

2 · |Is|
2

{
[
1 + n(1− s)

]
ω · sen

[(
1 + n(1− s)

)
ωt+ φis + n · γr(k − 1)− γs(n+ x)(u− 1)

]
+

[
1− n(1− s)

]
ω · sen

[(
1− n(1− s)

)
ωt+ φis − n · γr(k − 1)− γs(x− n)(u− 1)

]}
(2.34)

Simplificando o somatório em u na expressão (2.34) é obtida a expressão (2.35). Os
termos Er′

k (t) e Er′′

k (t) e as velocidades angulares ω′r e ω′′r são definidos em (2.36), (2.37)
e (2.38), respectivamente.

Erk(t) =Er
′
k (t) + Er

′′
k (t) =

∞∑
n=1

Er
′
kn(t) +

∞∑
n=1

Er
′′
kn(t) (2.35)
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Er
′
kn(t) =− Lrsn ·

√
2 · |Is| ·m · ω′r

2
· sen

[
ω′rn · t+ φis + n · γr(k − 1)

]
n+x=`·m

(2.36)

Er
′′
kn(t) =− Lrsn ·

√
2 · |Is| ·m · ω′′r

2
· sen

[
ω′′rn · t+ φis − n · γr(k − 1)

]
x−n=`·m

(2.37)

ωrn =

{
ω′rn = 2π · f ′rn =

[
1 + n(1− s)

]
ω

ω′′rn = 2π · f ′′rn =
[
1− n(1− s)

]
ω

(2.38)

A expressão (2.35) mostra que cada harmônica espacial da indução induz duas harmô-
nicas temporais de tensão no rotor, Er′

kn(t) e Er′′

kn(t). Sendo que Er′

kn(t) tem frequência f ′rn
e Er′′

kn(t) tem frequência f ′′rn. As harmônicas espaciais dependem do número de fases do
estator, m, e da sequência de fase das correntes do estator, x. Consequentemente, cada
harmônica temporal de Er

k(t) está vinculada a uma das m sequências de fase x.

Como em regime permanente a velocidade mecânica é constante, Er
k(t) é igual a um

somatório de senoides que variam apenas com o tempo, a equação de malha do rotor
se torna uma equação diferencial linear. A resposta do sistema a cada harmônica de
Er
k(t) pode ser analisada separadamente e as harmônicas de irk(t) possuem as mesmas

frequências das harmônicas de Er
k(t). Neste caso, a corrente irk(t) será composta por

infinitas harmônicas, conforme mostrado na expressão (2.39), sendo os termos ir′kn(t) e
ir
′′

kn(t) dados pelas expressões (2.40) e (2.41), respectivamente. As variáveis que aparecem
nestas expressões são o fasor da harmônica temporal da corrente de fase do rotor, Irun, a
ordem da harmônica espacial da indução, n, e a defasagem entre a tensão e a corrente,
φir.

irk(t) =

∞∑
n=1

ir
′
kn(t) +

∞∑
n=1

ir
′′
kn(t) (2.39)

ir
′
kn(t) =

√
2 · |Ir

′

n | · cos
[
ω′rnt+ φ′ir + n · (k − 1) · γr

]
x+n=`·m

(2.40)

ir
′′
kn(t) =

√
2 · |Ir

′′

n | · cos
[
ω′′rnt+ φ′′ir − n · (k − 1) · γr

]
x−n=`·m

(2.41)

Substituindo as expressões (2.35) e (2.39) na equação (2.2), é obtida a equação de
malha do rotor para a operação em regime permanente senoidal equilibrado e velocidade
constante, a qual é dada pela expressão que segue (2.42).
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0 = 2 · [Rar +Rbr] ·

[
∞∑
n=1

ir
′

kn(t) +
∞∑
n=1

ir
′′

kn(t)

]
−Rbr ·

∞∑
n=1

[
ir
′

(k+1)n(t) + ir
′

(k−1)n(t)

]
−

Rbr ·
∞∑
n=1

[
ir
′′

(k+1)n(t) + ir
′′

(k−1)n(t)

]
+ 2 · [Lδar + Lδbr] ·

[
∞∑
n=1

dir
′

kn(t)

dt
+
∞∑
n=1

dir
′′

kn(t)

dt

]
+

Lδbr ·
∞∑
n=1

[
dir
′

(k−1)n(t)

dt
+
dir
′

(k+1)n(t)

dt

]
+ Lδbr ·

∞∑
n=1

[
dir
′′

(k−1)n(t)

dt
+
dir
′′

(k+1)n(t)

dt

]
+

N∑
u=1

Lrku ·

[
∞∑
n=1

dir
′

kn(t)

dt
+
∞∑
n=1

dir
′′

kn(t)

dt

]
+
∞∑
n=1

Er′

kn(t) +
∞∑
n=1

Er′′

kn(t) (2.42)

A expressão (2.42) pode ser simplificada, pois a soma das correntes harmônicas nas
fases k+ 1 e k−1 podem ser reescritas em função da corrente na fase k, conforme segue.

ir
′

(k−1)n + ir
′

(k+1)n = 2 · cos(n · γr) · ir
′

kn (2.43)

ir
′′

(k−1)n + ir
′′

(k+1)n = 2 · cos(n · γr) · ir
′′

kn (2.44)

Utilizando (2.43) e (2.44) em (2.42) e separando (2.42) em duas expressões, uma em
função de ir′kn(t) e a outra em função de ir′′kn(t) são obtidas (2.45) e (2.46).

0 =
∑
n

{
R̃r
n · ir

′

kn(t) + L̃rδn ·
dir
′

kn(t)

dt
+

N∑
u=1

Lrku ·
dir
′

kn(t)

dt
+ Er′

kn(t)

}
(2.45)

0 =
∑
n

{
R̃r
n · ir

′′

kn(t) + L̃rδn ·
dir
′′

kn(t)

dt
+

N∑
u=1

Lrku ·
dir
′′

kn(t)

dt
+ Er′′

kn(t)

}
(2.46)

A resistência R̃r
n e indutância L̃rn são definidas conforme segue.

R̃r
n = 2 ·

{
Rar +Rbr ·

[
1− cos(n · γr)

]}
(2.47)

L̃rδn = 2 ·
{
Lδar + Lδbr ·

[
1− cos(n · γr)

]}
(2.48)

As expressões (2.45) e (2.46) possuem somatórios em u que podem ser simplificados,
conforme segue.

N∑
u=1

Lrkun ·
dir
′
u (t)

dt
=−

∞∑
n=1

√
2 · |Ir

′

n | ·
N

2
· Lkkn ·

{
ω′rn · sen [ω′rnt+ φ′ir + n · γr · (k − 1)]

}
x+n=`·m

(2.49)

N∑
u=1

Lrkun ·
dir
′′
u (t)

dt
=−

∞∑
n=1

√
2 · |Ir

′′

n | ·
N

2
· Lkkn ·

{
ω′′rn · sen [ω′′rnt+ φ′′ir − n · γr · (k − 1)]

}
x−n=`·m

(2.50)
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Substituindo (2.49) e (2.36) em (2.45) assim como (2.50) e (2.37) em (2.46) são ob-
tidas, para cada harmônica n, as expressões fasoriais (2.51) e (2.52). Estas expressões
modelam o comportamento do rotor durante a operação equilibrada, em regime perma-
nente senoidal e velocidade constante.

0 =
[
R̃r
n + jω′rn · L̃rn

]
Ir
′

n + jω′rn ·
m

2
· L̂rsn · Is

∣∣∣∣∣
x+n=`·m

(2.51)

0 =
[
R̃r
n + jω′′rn · L̃rn

]
Ir
′′

n + jω′′rn ·
m

2
· L̂rsn · Is

∣∣∣∣∣
x−n=`·m

(2.52)

A indutância equivalente L̃rn que aparece em (2.51) e (2.52) é definida conforme segue.

L̃rn = L̃rδn +
N

2
· Lrkkn (2.53)

As velocidades angulares ωrn que aparecem nas expressões (2.51) e (2.52) são funções de
n e do escorregamento s. Para simplificar as expressões (2.51) e (2.52) e obter equações
de malha em função da velocidade ω, a expressão (2.51) deve ser dividida por

s
′

n = 1 + n · (1− s) (2.54)

e a expressão (2.52) deve ser dividida por

s
′′

n = 1− n · (1− s) (2.55)

resultando nas expressões (2.56) e (2.57). Nestas expressões, os únicos termos que variam
com o escorregamento são as resistências R̃r

n; as reatâncias não são afetadas pela variação
da carga.

0 =

[
R̃r
n

s′n
+ jω · L̃rn

]
Ir
′

n + jω · m
2
· L̂rsn · Is

∣∣∣∣∣
x+n=`·m

(2.56)

0 =

[
R̃r
n

s′′n
+ jω · L̃rn

]
Ir
′′

n + jω · m
2
· L̂rsn · Is

∣∣∣∣∣
x−n=`·m

(2.57)

A equação (2.56) só é válida quando x + n = ` · m e a equação (2.57) só e válida
quando x− n = ` ·m. Os valores de ` devem ser escolhidos de forma que n seja positivo
e ímpar, pois os enrolamentos do estator não geram harmônicas de ordem par. A variável
` pode ser escolhida de forma independente em cada uma das restrições que aparecem nas
expressões (2.56) a (2.57). Na próxima seção será derivada a equação de malha do estator
operando em regime permanente senoidal.
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2.4 TENSÕES INDUZIDAS NO ESTATOR

Para obter as equações de malha do estator durante a operação equilibrada, à veloci-
dade constante e em regime permanente senoidal, é preciso determinar as tensões indu-
zidas nas fases do estator pelas correntes que circulam no rotor, Es

k(t), através das ondas
harmônicas de indução. A tensão Es

k(t), a qual representa a tensão induzida no estator
pelas correntes do rotor conforme a expressão (2.58) abaixo, é a componente da equação
de malha do estator, (2.1), que contém a indutância mútua entre o estator e o rotor.

Es
k(t) =

N∑
u=1

d [Lsrku(θr) · irk(t)]
dt

(2.58)

O produto [Lrsku(θr) · irk(t)], que aparece em (2.58), pode ser escrito conforme segue.

Lrsku(θr) · irk(t) =

[
∞∑
n=1

Lrsukn(θr)

]
·

[
∞∑
n=1

ir
′

kn(t) +
∞∑
n=1

ir
′′

kn(t)

]
(2.59)

A indutância Lsruk possui infinitos termos em n, assim como a corrente iru(t). Se forem
considerados os produtos entre Lsrkun, ir′kn(t) e ir′′kn(t) com valores de n distintos, como por
exemplo Lsrku1 · ir

′

k23(t) com n=1 para a indutância e n=23 para a corrente, então a tensão
Es
k(t) possuirá harmônicas temporais. Se, por outro lado, o valor de n da corrente for

o mesmo da indutância então, no estator, só existirá a onda fundamental nas correntes
e tensões. Na abordagem adotada neste trabalho os termos cruzados são desprezados e
(2.59) pode ser escrito como (2.60). Caso os termos cruzados não fossem desprezados,
seriam induzidas no estator tensões com frequências diferentes da fundamental e para
analisar a máquina seriam necessárias equações de malha diferentes para cada uma destas
harmônicas, consequentemente, a complexidade do modelo aumentaria de maneira consi-
derável. Como a amplitude das correntes, tensões e fluxos criados pelos termos cruzados
são pequenas eles são desprezados na formulação adotada. Esta é uma hipótese simplifi-
cadora comum na grande maiorioa dos modelos que incluem harmônicas na indução no
entreferro, veja-se por exemplo (FUDEH; ONG, 1983a,b,c).

Lsruk(θr) · irk(t) =

[
∞∑
n=1

Lsrukn(θr) · ir
′

kn(t) +
∞∑
n=1

Lrsukn(θr) · ir
′′

kn(t)

]
(2.60)

Utilizando a equação de malha do rotor para obter a corrente irk(t) em função da tensão
Er
k(t) e da impedância do rotor, Z

r

kn, é obtida a expressão que seque, onde o lado direito
foi expresso em termos de fasores tradicionais (fasores de tempo), válidos para regime
permanente senoidal.

irk(t) = <

{
∞∑
n=1

√
2 · E

r′

kn

Z
r′

kn

· ejω′rnt
}

+ <

{
∞∑
n=1

√
2 · E

r′′

kn

Z
r′′

kn

· ejω′′rnt
}

(2.61)
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A impedância Z
r′

kn corresponde aos termos entre colchetes que multiplicam Ir
′

kn na
expressão (2.51) e a impedância Z

r′′

kn corresponde aos termos entre colchetes que multi-
plicam Ir

′′

kn na expressão (2.52). Já E
r′

kn e E
r′′

kn são os fasores das harmônicas da tensão
dadas, respectivamente, por (2.36) e (2.37). As harmônicas da corrente na fase k, ir′kn(t)

e ir′′kn(t), são dadas pelas expressões (2.62) e (2.63), onde n indica a ordem do harmônico
da indução que induziu a corrente no rotor. A indutância mútua entre o rotor e o estator é
dada por (2.64) e a tensão induzida no estator é obtida substituindo (2.60), (2.62), (2.63)
e (2.64) em (2.58), resultando em (2.65). Os termos Es′

un(t) e Es′′
un(t) que aparecem em

(2.65) são dados por (2.66) e (2.67), respectivamente.

ir
′

kn(t) =
√

2 ·

∣∣∣∣∣E
r′

kn

Z
r′

kn

∣∣∣∣∣ · cos
[
ω′rnt+ E

r′

kn − Z
r′

kn −
π

2

]
(2.62)

ir
′′

kn(t) =
√

2 ·

∣∣∣∣∣E
r′′

kn

Z
r′′

kn

∣∣∣∣∣ · cos
[
ω′′rnt+ E

r′′

kn − Z
r′′

kn −
π

2

]
(2.63)

Lsruk(θr) = L̂srn · cos [n · θr + n · γr · (k − 1)− n · γs · (u− 1)] (2.64)

Es
u(t) =

∑
n

Es′

un(t) +
∑
n

Es′′

un(t) (2.65)

Es
′
un(t) =

√
2 ·

∣∣∣∣∣E
r
kn

Z
r
kn

∣∣∣∣∣ · L̂rsn · N2 · ω · cos
[
ωt+ φis + n · γs(u− 1)− Z

r′

n

]
n+x=`m

(2.66)

Es
′′
un(t) =

√
2 ·

∣∣∣∣∣E
r
kn

Z
r
kn

∣∣∣∣∣ · L̂rsn · N2 · ω · cos
[
ωt+ φis − n · γs(u− 1)− Z

r′′

n

]
x−n=`m

(2.67)

A equação de malha do estator em regime permanente senoidal equilibrado e veloci-
dade constante é obtida substituindo (2.9) e (2.58) em (2.1), resultando na expressão que
segue.

Vs =

[
Rs + jω · L̃x

]
· Is +

∞∑
n=`m−x

jω · N
2
· L̂rsn · I

r′

n +
∞∑

n=`m+x

jω · N
2
· L̂rsn · I

r′′

n (2.68)

L̃x = Lδs +
m

2

∞∑
n=`m∓x

Lkkn (2.69)

Com a equação de malha do estator, (2.68), e as 2 equações de malha do rotor, (2.51)
e (2.52) é possível obter as correntes no rotor e no estator da máquina operando sem
falha, em regime permanente senoidal e com velocidade constante. Na próxima seção é
mostrado como utilizar as componentes simétricas tradicionais para analisar a máquina
operando com tensões senoidais desequilibradas ou com falha.
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2.5 COMPONENTES SIMÉTRICAS TRADICIONAIS

Componentes simétricas de regime permanente (componentes de sequência), deno-
minadas aqui de componentes simétricas tradicionais para diferenciar das componentes
simétricas de valor instantâneo, são utilizadas na análise de sistemas trifásicos desequi-
librados, pois permitem que eles sejam descritos como a soma de 3 sistemas trifásicos
equilibrados. Sistemas equilibrados são mais fáceis de analisar, pois apenas uma das
fases precisa ser analisada (representação monofásica).

Contudo, as componentes simétricas não estão restritas a sistemas trifásicos, elas po-
dem ser utilizadas em sistemas com um número arbitrário de fases (WHITE; WOODSON,
1959). Considerando Ik e Vk como os fasores da corrente e da tensão na fase, as com-
ponentes de sequência x das tensões e correntes, V x e Ix, podem ser obtidas utilizando
as expressões (2.70) e (2.71), respectivamente. Já as relações inversas são dadas pelas
expressões (2.72) e (2.73).

V x =
1

m

m∑
k=1

Vk · ej
2π
m
·(k−1)·x (2.70)

Ix =
1

m

m∑
k=1

Ik · ej
2π
m
·(k−1)·x (2.71)

Vk =
m−1∑
x=0

V x · e−j
2π
m
·(k−1)·x (2.72)

Ik =
m−1∑
x=0

Ix · e−j
2π
m
·(k−1)·x (2.73)

O número de componentes de sequência é igual ao número de fases do sistema. A
Figura 13 ilustra um caso em que as correntes de fase de um sistema de alimentação
pentafásico estão desequilibradas. Os fasores das correntes de fase são apresentados no
primeiro gráfico da Figura 13. Nos outros gráficos são mostradas as componentes I0, I1,
I2, I3 e I4 multiplicadas por potências de a = ej2π/m. Ao multiplicar as componentes
Ix por potências de a são obtidos sistemas pentafásicos equilibrados. A componente
I1, obtida através de (2.71) para x=1, por exemplo, é multiplicada por a0, a1, a2, a3

e a4 resultando num sistema de alimentação equilibrado com sequência de fases x =

1; a componente I2 é multiplicada por a0, a2, a4, a6 e a8 para dar origem ao sistema
equilibrado com sequência de fase x=2, o mesmo ocorre para as outras componentes I0,
I3 e I5. Ao somar os fasores das correntes de fase dos cinco sistemas de alimentação
equilibrados, são obtidas as correntes Ik. Na Figura 14 é mostrado como os fasores I1 e
I5 são obtidos das componentes Ix.

Como os fasores Ik são combinações lineares das componentes Ix e as equações
de malha do rotor e do estator são lineares, a máquina pode ser analisada utilizando as
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Figura 13 – Fasores das correntes de fase do estator e suas componentes de sequência.

Fonte: elaborado pelo autor.

componentes de sequência das tensões e das correntes junto com as equações de malha
(2.56), (2.57) e (2.68) apresentadas na seção anterior.

Para obter as equações de malha do estator segundo as componentes simétricas V x e
Ix é preciso substituir (2.72) e (2.73) na equação (2.68) e assim obter a equação (2.74).
Como as correntes Ix e as tensões V x deixam explicita a sequência de fase x, os fasores
Ir
′

n e Ir
′′

n foram substituídos por I
r

x,n e a relação entre estes fasores é mostrada em (2.76).

V x =
[
R̃s + jω · L̃x

]
· Ix +

∞∑
n=`·m±x

jω · N
2
· L̂rsn · I

r

x,n (2.74)

R̃s =Rs (2.75)

I
r

x,n =

{
Ir
′

n ↔ n = ` ·m− x
Ir
′′

n ↔ n = ` ·m+ x
(2.76)

As equações de malha do rotor, (2.51) e (2.52), também são reescritas em função de
I
r

x,n e Ix, utilizando o mesmo procedimento, conforme segue.

0 =

[
R̃r
n

s′n
+ jω · L̃rn

]
· Irx,n + jω · m

2
· L̂rsn · Ix

∣∣∣∣∣
n=`·m−x

(2.77)
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Figura 14 – Correntes como combinação das componentes de sequência mostrando como
as correntes originais I1 e I5 podem ser obtidas das correntes de sequência.

Fonte: elaborado pelo autor.

0 =

[
R̃r
n

s′′n
+ jω · L̃rn

]
· Irx,n + jω · m

2
· L̂rsn · Ix

∣∣∣∣∣
n=`·m+x

(2.78)

O circuito de malha para x=1 é mostrado na Figura 15, os circuitos para as outras
sequências são similares ao circuito de sequência x=1. Embora o circuito permita a in-
clusão de infinitos harmônicos, na prática basta alguns harmônicos para se obter bons
resultados. Em geral são incluídos os harmônicos com maior amplitude.

2.6 TORQUE ELETROMAGNÉTICO

O torque eletromagnético pode ser obtido a partir da derivada parcial da energia mag-
nética armazenada em relação à posição do rotor, θr/p. A expressão (2.79) fornece o
torque produzido pela máquina em qualquer regime de operação.

T = p · d
dθr

m∑
k=1

{
ik(t) ·

N∑
u=1

[
Lrsku(θr) · iru(t)

]}
(2.79)
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Figura 15 – Circuito de malha para a sequência x=1.

Fonte: elaborado pelo autor.

Para obter uma expressão que fornece o torque durante a operação em regime permanente
senoidal, é necessário substituir, ik(t) por (2.9), iru(t) por (2.39) e Lsrku(θr) por (2.31),
resultando na expressão (2.80).

T = p ·
m∑
k=1

{
ik(t) ·

N∑
u=1

[
∞∑
n=1

dLrsn (θr)

dθr
·

(
∞∑
n=1

ir
′

un(t) +
∞∑
n=1

ir
′′

un(t)

)]}
(2.80)

Note que o índice n dos 3 somatórios da expressão (2.80) são diferentes. Ou seja,
pode existir, por exemplo, o produto

dLrs1 (θr)

dθr
· ir′u3(t) (2.81)

com n=1 para a indutância e n=3 para a corrente. Por este motivo serão feitas duas
mudanças de variáveis, a variável n de ir′un vai ser substituída por v e a variável n de ir′′un
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por η, resultando na expressão (2.82).

T = p ·
m∑
k=1

{
ik(t) ·

N∑
u=1

[
∞∑
n=1

dLrsn (θr)

dθr
·

(
∞∑
v=1

ir
′

uv(t) +
∞∑
η=1

ir
′′

uη(t)

)]}
(2.82)

Com objetivo de obter uma expressão para o torque em termos das componentes de
sequência das correntes de fase do estator e do rotor, as correntes ik(t), ir′uv(t) e ir′′uη(t) serão
reescritas em termos das suas respectivas componentes de sequência. A corrente na fase
k do estator, ik(t), em termos das componentes de sequência, Ix, é obtida substituindo
(2.73) em (2.9) e é dada pela expressão (2.83). Como as correntes do rotor ir′uη(t) e ir′′uη(t)
também dependem de x, na expressão (2.83), o subíndice x foi substituído por xs para
indicar que se trata da sequência de fase da corrente do estator.

ik(t) =
√

2 ·
m−1∑
xs=0

|Ixs| · cos
[
wt+ Ixs − 2π

m
· (k − 1) · x

]
(2.83)

Utilizando (2.40), (2.41) e (2.76) as harmônicas das correntes de fase do rotor, ir′uv(t)
e ir′′uη(t), são reescritas em função de I

r

x,n, conforme segue.

ir
′

uv(t) =
√

2 · |Ir
′

xr,v| · cos
[
w′vt+ I

r′

xr,v −
2π
N
· (u− 1) · xr

]
v=`·m−xr

(2.84)

ir
′′

uη(t) =
√

2 · |Ir
′′

xr,η| · cos
[
w
′′

η t+ I
r′′

xr,η −
2π
N
· (u− 1) · xr

]
η=`·m+xr

(2.85)

Nas expressões (2.84) e (2.85), o subíndice x foi substituído por xr para distinguir a
sequência de fase da corrente do estator, xs, da sequência de fase do estator que induziu a
corrente no rotor, xr. Substituindo (2.83), (2.84) e (2.85) em (2.82) e realizando algumas
simplificações é obtida a expressão (2.86).

Tn =
∞∑
n=1

[
T 1
xs,xr,n + T 2

xs,xr,n + T 3
xs,xr,n + T 4

xs,xr,n + T 5
xs,xr,n + T 6

xs,xr,n + T 7
xs,xr,n + T 8

xs,xr,n

]
(2.86)

Cada um dos 8 termos desta expressão deve satisfazer 3 condições para existir. O
termo T 1

n é dado pela expressão (2.87) e só existe quando as condições (2.88), (2.89)
e (2.90) são satisfeitas. Os outros 7 termos e suas respectivas condições de existência
são dados pelas expressões (2.91) a (2.118). As sequências de fase xs e xr são números
positivos entre zero e m − 1. Sendo m é o número de fases do estator, N é o número de
fases do rotor, n é a ordem da harmônica da indução criada pelo estator, v é a ordem da
harmônica da indução criada pelo rotor e as variáveis `1, `2 e `3 são números inteiros que
satisfazem as restrições.

A ordem da harmônica da indução criada pelo estator, n, e a ordem da harmônica
da indução criada pelo rotor, v, determinam se o torque gerado é constante ou variante
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no tempo. Como n e v são inteiros e positivos, apenas as componentes T 3
xs,xr,n, T 4

xs,xr,n,
T 5
xs,xr,n e T 6

xs,xr,n da expressão (2.86) produzem torque constante e somente quando n=v.
A amplitude de cada componente do torque depende da ordem da harmônica da indu-
ção criada pelo estator, n, da magnitude das componentes de sequência das correntes do
rotor e do estator e da amplitude da indutância mútua entre o rotor e o estator através
da harmônica n. O subíndice xs indica a sequência de fase das correntes do estator e o
subíndice xr indica qual a sequência de fase das correntes do estator que induziu as cor-
rentes irk(t). Durante a operação em regime permanente senoidal, com tensões e correntes
de fase equilibradas, xs é igual a xr, pois no estator as correntes de fase possuem apenas
uma sequência de fase, xs = xr = x.

O sistema de alimentação desequilibrada pode ser decomposto em até 5 sistemas de
alimentação equilibrados, cada um com uma sequências de fase xs diferente, conforme já
esclarecido. As correntes e tensões de fase destes sistemas equilibrados são obtidos das
componentes de sequência das correntes e tensões de fase, V x e Ix, conforme discutido
na seção anterior.

T 1
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,v| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[(
(n+ v) · (1− s) + 2

)
ωt+ I

r
xr,v + Ixs

]
(2.87)

xr + v = `1 ·m (2.88)

n+ xs = `2 ·m (2.89)

n+ v = `3 ·N (2.90)

T 2
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,v| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[
(n+ v) · (1− s) · ωt+ I

r
xr,v − Ixs

]
(2.91)

xr + v = `1 ·m (2.92)

n− xs = `2 ·m (2.93)

n+ v = `3 ·N (2.94)

T 3
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,v| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[
(n− v) · (1− s) · ωt− I

r
xr,v + Ixs

]
(2.95)

xr + v = `1 ·m (2.96)

n+ xs = `2 ·m (2.97)

n− v = `3 ·N (2.98)
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T 4
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,v| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[(
(n− v) · (1− s)− 2

)
· ωt− I

r
xr,v − Ixs

]
(2.99)

xr + v = `1 ·m (2.100)

n− xs = `2 ·m (2.101)

n− v = `3 ·N (2.102)

T 5
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,η| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[(
(n− η) · (1− s) + 2

)
· ωt+ I

r
xr,η + Ixs

]
(2.103)

n− η = `1 ·N (2.104)

xr − η = `2 ·m (2.105)

n+ xs = `3 ·m (2.106)

T 6
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,η| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[
(n− η) · (1− s) · ωt+ I

r
xr,η − Ixs

]
(2.107)

n− η = `1 ·N (2.108)

xr − η = `2 ·m (2.109)

n− xs = `3 ·m (2.110)

T 7
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,η| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[
(n+ η) · (1− s) · ωt− I

r
xr,η + Ixs

]
(2.111)

n+ η = `1 ·N (2.112)

xr − η = `2 ·m (2.113)

n+ xs = `3 ·m (2.114)

T 8
xs,xr,n = −

p · n · |Ixs | · |I
r
xr,η| · L̂

rs
n ·N ·m

2
· sen

[(
(n+ η) · (1− s)− 2

)
· ωt− I

r
xr,η − Ixs

]
(2.115)

n+ η = `1 ·N (2.116)

xr − η = `2 ·m (2.117)

n− xs = `3 ·m (2.118)

Como nos modelos tradicionais de máquinas pentafásicas, o acoplamento entre o rotor
e o estator ocorre apenas através das harmônicas espaciais da indução de ordem n=1



75

e n=3, a indutância mútua entre o rotor e o estator, Lrsku(θr), possui apenas os termos
Lrsku1(θr) e Lrsku3(θr) e a equação do torque se resume aos 8 termos apresentados abaixo.

T 6
1,1,1 = −1 · p · |I1| · |I

r
1,1| · L̂rs1 ·

N ·m
2
· sen

(
I
r
1,1 − I1

)
(2.119)

T 3
4,4,1 = −1 · p · |I4| · |I

r
4,1| · L̂rs1 ·

N ·m
2
· sen

(
I4 − I

r
4,1

)
(2.120)

T 3
2,2,3 = −3 · p · |I2| · |I

r
2,3| · L̂rs3 ·

N ·m
2
· sen

(
I2 − I

r
2,3

)
(2.121)

T 6
3,3,3 = −3 · p · |I3| · |I

r
3,3| · L̂rs3 ·

N ·m
2
· sen

(
I
r
3,3 − I3

)
(2.122)

T 4
1,4,1 = −1 · p · |I1| · |I

r
4,1| · L̂rs1 ·

N ·m
2
· sen

(
− 2ωt− I

r
4,1 − I1

)
(2.123)

T 5
4,1,1 = −1 · p · |I4| · |I

r
1,1| · L̂rs1 ·

N ·m
2
· sen

(
2ωt+ I

r
1,1 + I4

)
(2.124)

T 4
3,2,3 = −3 · p · |I3| · |I

r
2,3| · L̂rs3 ·

N ·m
2
· sen

(
− 2ωt− I

r
2,3 − I3

)
(2.125)

T 5
2,3,3 = −3 · p · |I2| · |I

r
3,3| · L̂rs3 ·

N ·m
2
· sen

(
2ωt+ I

r
3,3 + I2

)
(2.126)

Os termos (2.119) a (2.122) fornecem a parcela constante do torque produzido pela
máquina e os termos (2.123) a (2.126) fornecem a parcela pulsante. Nos termos que
fornecem o torque constante, xs é igual a xr; nos outros termos xs é diferente de xr.
Quando são consideradas mais harmônicas da indução, a pulsação no torque pode ser
produzida por termos que contém xs igual a xr, mas nestes casos v ou η são diferentes
de 1 ou 3. Como exemplo é apresentado o termo T 2

1,1,1, dado por (2.127), onde xs=xr=1
e v=119. Os valores de v=119 e xr=1 indicam que a corrente I1,119 foi induzida pelas
correntes do estator de sequência de fase xr = 1 através da indutância mútua Lsrku119(θr),
relacionada com a harmônica espacial da indução de ordem n = 119.

T 2
1,1,1 = −1 · p · I1 · I

r
1,119 · L̂rs1 ·

N ·m
2
· sen

[
120(1− s)ωt+ I

r
1,119 − I1

]
(2.127)

O número de termos da equação do torque dependerá do número de harmônicas consi-
deradas na obtenção de Lrsku(θr) e do número de fases do rotor, N . Por exemplo, para uma
máquina com N=24, quando são consideradas todas as harmônicas cuja ordem se situa
entre 1 e 23, a equação do torque possui 40 termos, 23 a mais do que quando são con-
sideradas apenas as componente n=1 e n=3. No Apêndice A são mostradas as equações
do torque das duas máquinas disponíveis no LASCAR. Nestas equações são consideradas
todas as harmônicas com ordem entre 1 e N , sendo N o número de fases do rotor.

2.7 OPERAÇÃO SOB CONTROLE E COM FALHA

Quando a máquina de indução opera com falha e sem uma estrutura de controle que
compense os efeitos da falha, as correntes de fase do estator se tornam desequilibradas
e o torque passa a ter uma componente pulsante de grande amplitude e com o dobro
da frequência de alimentação. Esta componente pulsante causa vibração e em muitas
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aplicações não pode ser tolerada; normalmente é desejável que a máquina opere com um
torque que seja o mais constante possível. Nesta seção será considerada a operação sob
falha com uma fase do estator aberta.

Contudo, a pulsação pode ser reduzida com o uso de uma malha de controle. Em
máquinas de indução multifásicas é possível reduzir a pulsação no torque apenas modifi-
cando a estratégias de controle utilizada. Algumas estratégias de controle podem, além de
reduzir a pulsação no torque, manter as correntes de fase com mesma amplitude ou ainda
reduzir as perdas joule no estator da máquina.

As três estratégias de controle mais estudadas são a estratégia de controle que mini-
miza o torque pulsante (MTP), a estratégia de controle que reduz a pulsação no torque
e mantém as correntes de fase do estator com mesma amplitude (CI) e a estratégia de
controle que reduz a pulsação no torque e minimiza as perdas joule no estator (MPJ).
A descrição detalhada de cada uma destas estratégias de controle podem ser encontradas
em diversos artigos. A estratégia de controle MTP pode ser encontrada em (XU; TO-
LIYAT; PETERSEN, 2002; GUZMAN; DURAN; BARRERO; ZARRI; BOGADO; PRI-
ETO; ARAHAL, 2016; TANI; MENGONI; ZARRI; SERRA; CASADEI, 2012); a es-
tratégia CI pode ser encontrada em (TOLIYAT, 1996, 1998; TANI; MENGONI; ZARRI;
SERRA; CASADEI, 2012; JACOBINA; FREITAS; OLIVEIRA; SILVA; LIMA, 2004;
RANGARI; SURYAWANSHI; RENGE, 2018; GUZMAN; DURAN; BARRERO, 2012)
e a estratégia de controle MPJ pode ser encontrada em (TANI; MENGONI; ZARRI;
SERRA; CASADEI, 2012; GUZMAN; DURAN; BARRERO; ZARRI; BOGADO; PRI-
ETO; ARAHAL, 2016; JACOBINA; FREITAS; OLIVEIRA; SILVA; LIMA, 2004).

A estratégia de controle MTP é a que produz o menor torque pulsante entre as três
estratégias de controle, mas, em contrapartida é a estratégia que mais gera perdas joule
adicionais no estator. A pulsação no torque e as perdas joule produzidas pelas estratégias
de controle MPJ e CI são bastante próximas, mas a estratégia CI garante que as perdas
joule produzidas pelas 4 fases restantes são iguais, pois ela mantém a mesma amplitude
nas correntes das 4 fases. Em praticamente todos os trabalhos publicados, estas estra-
tégias são derivadas utilizando o modelo da máquina descrito segundo as componentes
simétricas de valor instantâneo, também conhecidas na literatura como fasores de espaço
(space vectors). A descrição destas estratégias de controle utilizando componentes simé-
tricas tradicionais é feita em (PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2016) e a relação entre
as componentes simétricas tradicionais e as componentes simétricas de valor instantâneo
é apresentada em (PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER; NICOL, 2015). Nesta seção são
determinadas as componentes de sequência das correntes de fase do estator que o controle
deve impor quando cada uma das estratégias de controle é utilizada.

Conforme mostrado na seção anterior, quando no cálculo da indutância Lrsku(θr) são
consideradas apenas as harmônicas da indução n=1 e n=3, a parcela pulsante do torque é
produzida pelos termos (2.123) a (2.126). Estes termos são nulos sempre que as compo-
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nentes de sequência xr=2 e xr=4 das correntes de fase do rotor, são iguais a zero. Para
eliminar estas componentes de sequência, as componentes de sequência das correntes do
estator I2 e I4 devem ser iguais a zero. A estratégia de controle que mantém estas duas
componentes zeradas é a estratégia MTP. Se apenas a componente I4 for mantida igual a
zero, os termos (2.123) e (2.124) serão sempre iguais a zero e a pulsação será gerada por
(2.125) e (2.126). Contudo, a pulsação gerada por estes termos é de baixa amplitude, pois
L̂rs3 tem um valor relativamente baixo em relação à indutância fundamental. As estrégias
de controle MPJ e CI mantém apenas I4 igual a zero e ajustam I2 de modo a diminuir as
perdas joule no rotor ou manter as correntes de fase com mesma amplitude.

Para obter as correntes impostas pelas estratégias de controle é preciso conhecer o
valor da componente I1 quando a máquina opera sem falha e com a carga desejada, pois
praticamente todo o torque é produzido por esta componente. Para obter I1 é preciso
utilizar as equações (2.76) e (2.78), considerando apenas a harmônica n=1 e a sequência
x=1 da tensão de alimentação. O valor de V 1, f e s devem ser ajustados de tal forma que
a velocidade e o torque desejados sejam obtidos e a razão V 1

f
deve ser mantida igual a

razão Vn
f

, pois assim a saturação da máquina é mantida próxima da nominal. O valor da

componente de sequência I1 obtido é, então, utilizado como o valor de referência I
ref
1 e a

determinação das componentes Ix durante a operação sob falha e com cada uma das estra-
tégias é obtida utilizando as expressões que seguem (PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER,
2016).

Correntes de sequência para mínima perda joule no estator:

I1 = I
ref
1 (2.128)

I2 = −I
ref
1

2
(2.129)

I3 = −I
ref
1

2
(2.130)

I4 = 0 (2.131)

Correntes de sequência para mínimo torque pulsante:

I1 = I
ref
1 (2.132)

I2 = 0 (2.133)

I3 = −I ref
1 (2.134)

I4 = 0 (2.135)
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Correntes de sequência para manter a amplitude de todas correntes iguais:

I1 = I
ref
1 (2.136)

I2 = 0, 618 · I ref
1 (2.137)

I3 = −0.382 · I ref
1 (2.138)

I4 = 0 (2.139)

Note que a componente I1 é mantida inalterada pelas estratégias de controle. Isso
ocorre pois esta componente é responsável por praticamente todo o torque útil gerado
pela máquina. As componentes I2 e I3 contribuem muito pouco para o torque médio
resultante, pois L

rs

3 é muito menor que L
rs

1 ; consequentemente, as componentes I
r

2,3 e
I
r

3,3 tem uma amplitude relativamente baixa fazendo com que a amplitude das componente
T 3

2,2,3 e T 6
3,3,3, dadas por (2.121) e (2.122), também sejam comparativamente baixas.

2.7.1 VALIDAÇÃO DO MODELO PROPOSTO

Nesta seção é mostrado como utilizar o modelo analítico apresentado neste Capítulo
para determinar as correntes e o torque produzido pela máquina. Um exemplo ilustrando
como obter as correntes impostas pelo controle MTP quando a máquina opera com dife-
rentes condições de carga é apresentado e as correntes e o torque calculados com o modelo
são comparados com resultados de ensaios para fins de validação do modelo apresentado.
Os parâmetros dos modelos são apresentados no apêndice B.

Para determinar as correntes que cada estratégia de controle deve impor durante a
operação sob falha é preciso primeiro determinar as correntes que circulam pelo estator
durante a operação sem falha e com a carga desejada. Durante a operação sem falha,
apenas a componente I1 é diferente de zero. Para determinar I1 são utilizadas as ex-
pressões (2.74), (2.77) e (2.78). Isolando I

r

1,n nas expressões (2.77) e (2.78) são obtidas,
respectivamente, as expressões (2.140) e (2.141) que relacionam I

r

1,n e I1.

I
r

1,n

∣∣∣∣∣
n=`·m−1

= −
jω · m

2
· L̂rsn[

R̃rn
s′n

+ jω · L̃rn

] · I1 (2.140)

I
r

1,n

∣∣∣∣∣
n=`·m+1

= −
jω · m

2
· L̂rsn[

R̃rn
s′′n

+ jω · L̃rn

] · I1 (2.141)

Substituindo (2.140) e (2.141) em (2.74) e rearranjando os termos é obtida a expressão
(2.142). Esta expressão não depende das componentes de sequência das correntes do
rotor.
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V 1 =
[
R̃s + jω · L̃1

]
· I1 +

{
∞∑

n=`·m+1

− m·N
4
· (jω · L̂rsn )2[

R̃rn
s′′n

+ jω · L̃rn
]
+

∞∑
n=`·m−1

− m·N
4
· (jω · L̂rsn )2[

R̃rn
s′n

+ jω · L̃rn
]
} · I1 (2.142)

Definindo-se as variáveis auxiliares K ′sr e K ′′sr, respectivamente através de (2.143) e
(2.144) e reescrevendo a expressão (2.142) utilizando K ′sr e K ′′sr é obtida a expressão
(2.145). Durante a operação sem falha, a tensão V 1 é igual a tensão de fase aplicada ao
estator, consequentemente, para obter I1 basta dividir V 1 pelo termo entre colchetes na
expressão (2.145). As variáveis auxiliares K ′sr e K ′′sr devem ser calculadas utilizando o
escorregamento que produz o torque desejado. ComoK ′sr eK ′′sr são somatórios de um até
infinito, os somatórios precisam ser truncados para fins práticos. Os efeitos das harmô-
nicas criadas pelas barras do rotor são considerados quando os somatórios são truncados
em n=N+1. Uma vez obtida a corrente I1, as componentes de sequência das correntes do
rotor são calculadas utilizando (2.140) e (2.141).

K ′sr =
∞∑

n=`·m−1

− m·N
4
· (jω · L̂rsn )2[

R̃rn
s′n

+ jω · L̃rn
]
· (jw · L̃1)

 (2.143)

K ′′sr =
∞∑

n=`·m+1

− m·N
4
· (jω · L̂rsn )2[

R̃rn
s
′′
n

+ jω · L̃rn
]
· (jw · L̃1)

 (2.144)

V 1 =
[
R̃s + jω · L̃1 · (1 +K ′sr +K ′′sr)

]
· I1 (2.145)

Considerando que a máquina de 5, 5 kW disponível no LASCAR está operando sem
falha e com carga e sendo acionada por um inversor de frequência que mantém a rotação
igual a 900 rpm aplicando tensões de fase com amplitude de 111, 9 V e frequência de
30, 52 Hz, a corrente I1 é obtida conforme segue.

I1 =
V 1[

R̃s + jω · L̃1 · (1 +K ′sr +K ′′sr)
] =

111.9

[1, 28 + j22, 79 · (0, 86− j0, 34)]

I1 = 2, 17− j4, 74 = 5, 21 −65, 43o (2.146)

A soma das variáveis K ′sr e K ′′sr resultou no valor −j0, 14 − j0, 34. Estas variáveis
foram calculadas considerando as harmônicas n de ordem 1, 9, 11, 19 e 21. O escorrega-
mento utilizado foi de s=0, 0172, o qual foi calculado utilizando a rotação e a frequência
das tensões de alimentação medidas nos ensaios.
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Considerando o controle MTP sendo utilizado quando a fase 1 for desconectada e a
corrente de referência I1 = I

ref
1 = 5, 21 −65, 43o A como referência, as componentes I1,

I2, I3 e I4 impostas pelo controle MTP serão, segundo as expressões (2.132) a (2.135):
I1 = 5, 21 −65.43o A, I2 = 0 0o A, I3 = 5, 21 114, 57o A e I4 = 0 0o A.

Para calcular o torque médio produzido pela máquina é preciso determinar as compo-
nentes de sequência das correntes do rotor. Utilizando a expressão (2.140) a componente
de sequência I

r

1,1 é obtida conforme segue para o caso considerado.

I
r

1,1 = −
jω · m

2
· L̂rs1[

R̃r1
s
′′
1

+ jω · L̃r1

] · I1 = −
j191, 76 · 5

2
· 105, 90 · 10−6

1, 25 · 10−3 + j534, 03 · 10−6
· I1

= 194, 09 −178, 49 A (2.147)

O torque médio produzido pelas componentes I1 e I
r

1,1 por intermédio da indutância
L̂sr1 é obtido utilizando a expressão (2.119), conforme segue.

T 6
1,1,1 = −1 · p · |I1| · |I

r

1,1| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

(
I
r

1,1 − I1

)
= −2 · 5, 21 · 194, 09 · 105, 90 · 10−6 · 22 · 5

2
· sen[−178, 49− (−65, 43)]

= 10, 84 Nm (2.148)

A componente I3, imposta pela estratégia de controle MTP, também produz torque
médio e este torque é dado pela expressão (2.122). Para calcular o torque é necessário
conhecer a componente I

r

3,3; esta componente é obtida utilizando I3=−I1 e a equação
(2.78), conforme segue.

I
r

3,3 = −
jω · m

2
· L̂rs3[

R̃r3
s
′′
3

+ jω · L̃r3

] · I3 = 71, 67 107, 25 A (2.149)

Substituindo I3 e I
r

3,3 na expressão (2.122) é obtido o torque T 6
3,3,3, conforme segue.

T 6
3,3,3 = −3 · p · |I3| · |I

r

3,3| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

(
I
r

3,3 − I3

)
= −0, 28 (2.150)

Para obter o torque total é necessário calcular as parcelas do torque produzidas pelas
outras componentes de sequência das correntes do rotor e estas componentes são calcula-
das de forma similar a mostrada.

Para calcular as correntes para uma condição de carga diferente, os valores de K ′sr e
K ′′sr devem ser recalculados, pois o escorregamento é alterado. Por exemplo, se o escorre-
gamento for reduzido de 0, 0172 para 0, 0022, então a soma de K ′sr e K ′′sr passa a ser igual



81

a −0, 0028− j0, 0506 e a corrente I1 é reduzida e passa a ser igual a 4, 90 −83, 90o A e,
durante a operação sob falha, esta nova corrente será utilizada como o valor de referência
I

ref
1 .

Na Figura 16 são mostradas as curvas das correntes de fase da máquina de 5, 5 kW

operando nas 4 situações descritas acima. Sem falha e sem carga; sem falha e com carga
de 11 Nm; com falha, com controle MTP e sem carga; e com falha, com controle MTP e
com carga de 11 Nm. Nos gráficos da primeira linha, a máquina opera sem carga e nos
gráficos da segunda linha a máquina opera com carga igual a 11 Nm. Os gráficos da pri-
meira coluna mostram as correntes de fase do estator quando a máquina opera sem falha
e os gráficos da segunda coluna mostram as correntes quando a máquina opera com falha
e com controle MTP. As linhas pontilhadas mostram as correntes obtidas com o modelo
analítico e as linhas sólidas mostram as correntes medidas nos ensaios. Deve ser obser-
vado que as correntes obtidas com o modelo analítico não possuem harmônicas enquanto
que as correntes obtidas com os ensaios efetivamente possuem harmônicas. Estas harmô-
nicas são criadas pelo chaveamento do inversor, pela saturação e também por harmônicas
da indução do rotor, além de eventuais distorções introduzidas pelo sistema de medição
(sensores de corrente e placa DSpace).

As harmônicas das correntes do estator que são criadas pelas harmônicas da indução
produzidas pelo rotor não foram consideradas no modelo analítico, pois os termos cru-
zados na expressão (2.59) foram desconsiderados conforme esclarecido anteriormente.
Portanto, as componentes de sequência das correntes do estator são referentes às ondas
fundamentais das correntes do estator. Na Tabela 3 são mostradas as componentes de
sequência das correntes do estator obtidas com o modelo analítico e na Tabela 4 são
mostradas as componentes de sequência das correntes medidas nos ensaios. Nestas ta-
belas também são mostrados os valores médios dos torques e o escorregamento relativo.
Quando a máquina opera sem falha, é empregado o controle por campo orientado indireto
(IFO), para manter a velocidade de referência igual a 900 rpm.

Na situação com carga e sem falha, a componente I1 obtida com o modelo analítico
é igual a 5, 21 A. Quando a máquina passa a operar com falha, este valor passa a ser
utilizado como o valor de referência I

ref
1 pelo controle MTP que passa a impor I1=I

ref
1 ,

I3=−I ref
1 e I2 = I4 = 0; o mesmo ocorre quando a máquina opera sem carga, conforme

mostrado na Tabela 3. O escorregamento utilizado no cálculo das correntes do rotor,
durante a operação sob falha e com controle, é o mesmo utilizado no cálculo das correntes
durante a operação sem falha. O torque médio produzido quando a máquina opera sem
falha e com falha e com controle não é exatamente o mesmo se o escorregamento não for
corrigido, pois o torque produzido pela componente I3, embora muito pequeno, não é nulo
e, neste caso, vale −0, 28 Nm, conforme calculado em (2.150). Ao observar os valores
de corrente e escorregamento obtidos com os ensaios se observa que o escorregamento
durante a operação sob falha e com controle é maior do que o escorregamento durante
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a operação sem falha. Isso ocorre, porque o controle de velocidade compensa o torque
produzido por I3 para evitar que a velocidade da máquina fique abaixo de 900 rpm. É
importante salientar que o torque apresentado na Tabela 4 é o torque médio. Na Figura
17 são mostrados os gráficos dos torques medidos e obtidos com o modelo analítico.

Os valores de corrente medidos e obtidos com o modelos analítico apresentam uma
diferença percentual máxima de 8, 89 %, conforme os dados apresentados na Tabela 5.
Todas as correntes obtidas com o modelo analítico são maiores do que as correntes me-
didas enquanto que os torques medidos são maiores que os torques calculados. Estas
diferenças indicam que os parâmetros do modelo não refletem exatamente o ponto de
operação da máquina. Como o torque medido é maior do que o calculado e as correntes
medidas são menores do que as calculadas a máquina provavelmente está menos saturada
do que o previsto durante a determinação dos parâmetros do modelo. Ao diminuir a satu-
ração as indutâncias aumentam, consequentemente, as reatâncias aumentam, as correntes
diminuem e o torque produzido pela máquina aumenta. Entretanto, erros de medição não
estão excluídos, pois os dados de corrente e torque foram obtidos com os sensores utili-
zados pela plataforma de controle. Os dados dos sensores e transdutores utilizados são
mostrados na Tabela 6. As diferenças entre os torques medidos e calculados são menores
do que as diferenças observadas nas correntes, com exceção do toque obtido durante a
operação com falha, com controle MTP e sem carga. Nestas condições, a diferença per-
centual entre o torque medido e o torque calculado é de 17, 27 % o que corresponde a uma
diferença de apenas 0, 19 Nm, um valor menor do que as variações no valor instantâneo
do torque observadas na Figura 17.

De maneira geral pode-se afirmar que os resultados obtidos com o modelo analí-
tico são satisfatórios, pois fornecem resultados próximos aos obtidos em ensaios mesmo
quando os parâmetros nominais da máquina são utilizados na análise da máquina ope-
rando sob falha. Desta forma, pode-se afirmar que o modelo é adequado para reproduzir
com boa acurácia o comportamento da máquina sob falha.

Este exemplo ilustra a aplicação do modelo descrito nas seções anteriores para a ob-
tenção das componentes de sequência das correntes de fase do estator e do rotor. No
próximo capítulo são apresentados modelos para a distribuição da indução no interior da
máquina, o qual utiliza as componentes de sequência das correntes do estator e do ro-
tor como variáveis de entrada. O modelo apresentado neste capítulo junto ao modelo
apresentado no próximo capítulo fornecem as correntes, as tensões, o torque e a distribui-
ção da indução necessárias para analisar a máquina durante operação sob falha de forma
abrangente e detalhada.
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Figura 16 – Correntes de fase da máquina de 5, 5 kW operando com e sem controle e com
e sem carga. As linhas pontilhadas correspondem as correntes obtidas com o modelo e as
linhas sólidas são as correntes medidas.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 17 – Torque produzido pela máquina de 5, 5 kW operando com e sem controle e
com e sem carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Tabela 3 – Componentes de sequência e valores de torque obtidos com o modelo analítico.
analítico controle I0 I1 I2 I3 I4 torque [Nm] s rpm

sem falha IFO 0 5,21 0 0 0 10,84 0,0172 900

com falha MTP 0 5,21 0 5,21 0 10,55 0,0172 900

sem falha IFO 0 4,90 0 0 0 1,16 0,0022 900

com falha MTP 0 4,90 0 4,90 0 0,91 0,0022 900

Tabela 4 – Componentes de sequência e valores de torque obtidos com o ensaio.
ensaio controle I0 I1 I2 I3 I4 torque [Nm] s rpm

sem falha IFO 0 4,79 0 0 0 11,06 0,017 900

com falha MTP 0 4,84 0 4,84 0 11,03 0,018 900

sem falha IFO 0 4,48 0 0 0 1,14 0,0018 900

com falha MTP 0 4,50 0 4,52 0 1,10 0,0022 900

Tabela 5 – Diferenças percentuais entre os resultados obtidos medidos e analíticos.
∆ % controle ∆I0 % ∆I1 % ∆I2 % ∆I3 % ∆I4 ∆ torque % ∆s

sem falha IFO - 8,77 - 0 - -1,99 0,0002

com falha MTP - 7,64 - 7,64 - -4,35 0,0008

sem falha IFO - 9,37 - 0 - 1,75 0,0004

com falha MTP - 8,89 - 8,41 - -17,27 0
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Tabela 6 – Características dos sensores de torque e de corrente utilizados nos ensaios.

Marca modelos sensibilidade resolução exatidão

sensor de torque HBM T22 - 100 Nm 0,05 V/Nm ±0, 3%

transdutor de corrente LEM LA 100-P ±0, 45%

encoder Hohner 1024 p 1024 pulsos/rev.

placa de aquisição DSpace DS 1104
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3 DISTRIBUIÇÃO DA INDUÇÃO SOB FALHA

No capítulo anterior foi apresentado um modelo para a MIP que fornece as correntes
e tensões do rotor e do estator. Neste capítulo será apresentado um modelo para a deter-
minação da distribuição da indução no entreferro. Este modelo tem como variáveis de
entrada as componentes de sequência das correntes do rotor e do estator obtidas com o
modelo apresentado no capítulo anterior. Na abordagem utilizada, a indução resultante
no entreferro, B′δ(θ, t), é igual a soma da indução produzida pelo estator com a indução
produzida pelo rotor.

Na primeira seção deste capítulo são apresentadas as equações para a parcela da in-
dução no entreferro produzida pelos enrolamentos do estator, Bs(θ, t); na segunda seção
são apresentadas as equações para a parcela da indução produzida pelas barras do rotor,
Br(θ, t); na terceira seção são adicionados os efeitos da variação da permeância produzida
pelas ranhuras do estator e do rotor às induções Bs(θ, t) e Br(θ, t) para obter B′δ(θ, t); na
última seção deste capítulo são derivadas as equações para a distribuição da indução re-
sultante no entreferro, assim como as expressões para a indução nos dentes e coroas do
estator e do rotor da máquina.

As induções obtidas com o modelo apresentado neste capítulo são utilizadas no Ca-
pítulo 4 para estimar as perdas magnéticas. Os modelos apresentados neste capítulo são
validados no Capítulo 5 utilizando distribuições da indução obtidas com o método dos
elementos finitos (MEF) e com induções estimadas com base nos dados obtidos em en-
saios.

A determinação das induções nas várias partes da máquina é de fundamental impor-
tância não apenas para o projeto da máquina mas também para a determinação da capaci-
dade de carga da máquina sob falha. Apesar da reconhecida importância, diversos autores
abordam este assunto de forma superficial e incompleta.

A formulação apresentada no presente capítulo é uma formulação original e se consti-
tui em uma das principais contribuições desta tese. Uma versão deste modelo em que não
são incluídos os efeitos da variação da permeância foi publicada em (PEREIRA; NICOL;
PEREIRA; PERIN, 2020a), onde detalhes da formulação e sua comprovação experimen-
tal são apresentados e discutidos.
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3.1 INDUÇÃO GERADA PELO ESTATOR

A parcela da distribuição da indução no entreferro que é gerada pelo estator, Bs(θ, t),
é a soma da indução produzida por cada uma das fases do estator. A distribuição espacial e
amplitude da indução produzida por uma fase do estator dependem do número de ranhuras
por polo e por fase, q, da disposição das bobinas nas ranhuras e da forma de onda da
corrente do estator. Para ilustrar o efeito da distribuição das bobinas de fase, do passo (ye)
e do número de ranhuras por polo e fase (q), na Figura 18 são mostradas três curvas de
indução radial no entreferro produzidas por três enrolamentos de fase diferentes para um
dado valor de corrente em uma das fases (fase 1) e com corrente zero nas demais fases. As
bobinas vermelhas, mostradas na Figura 18, são responsáveis pela produção das induções
mostradas. O enrolamento da figuras 18(a) possui q=1 e ye=0, o enrolamento da Figura
18(b) possui q=2 e ye=0, e o enrolamento da Figura 18(c) possui q=2 e ye=1. Pode-
se verificar que, em geral, a onda fundamental possui a maior amplitude, mas sempre
existem componentes harmônicas de indução que são produzidas no entreferro. Na teoria
e no modelo clássico da máquina de indução, apenas a onda fundamental é considerada.
Nas induções mostradas, não foi considerado o efeito da variação da permeância causada
pelas ranhuras do rotor e do estator. Quando não são consideradas as ranhuras, o valor de
q e ye determinam a amplitude relativa das harmônicas que compõe a indução produzida
por uma fase do estator.

Por outro lado, quando o efeito das ranhuras é considerado, a ordem e a amplitude
das harmônicas da indução também dependem do número de ranhuras e do tamanho das
aberturas das ranhuras. Para determinar a distribuição espacial da indução produzida
por uma fase do estator, é necessário utilizar a forma integral das equações de Maxwell
(3.1) e (3.2) e realizar duas simplificações na máquina que será analisada. A primeira
simplificação é considerar que a permeância do núcleo é infinita, ou seja, a queda de
tensão magnética ocorre apenas no entreferro equivalente. A segunda simplificação é
considerar que o entreferro é suave, sem ranhuras, e as correntes que circulavam pelas
bobinas contidas nas ranhuras passam a circular pela superfície interna do estator. Sendo
assim, as bobinas são substituídas por densidades superficiais de corrente que ocupam a
superfície delimitada pela abertura das ranhuras da máquina. As variáveis que aparecem
nas expressões (3.1) e (3.2) são: a indução, ~B; a permeabilidade do meio, µ; a densidade
de corrente, ~J ; o caminho fechado ~̀que circunda a densidade de corrente ~J ; e a superfície
fechada ~S. �

~B · d~̀= µ · ~J (3.1)
�
S

~B · d~S = 0 (3.2)

Para exemplificar o procedimento, a máquina mostrada na Figura 18(a) será utilizada.
Para obter a distribuição da indução produzida por uma fase da máquina de forma analítica
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Figura 18 – Indução no entreferro na direção radial gerada por uma fase do estator. (a)
ye=0, q=1; (b) ye=0, q=2; (c) ye=1, q=2.

(a)

(b)

(c)
Fonte: elaborado pelo autor.
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é preciso realizar as simplificações citadas. O processo de simplificação é mostrado na
Figura 19. As ranhuras da máquina são eliminadas e o entreferro δ é corrigido pelo fatores
de Carter do estator e do rotor, respectivamente, kcs e kcr, e pelo fator de saturação, kfe,
ou seja, o entreferro corrigido δeq é obtido utilizando a expressão δeq = kcs ·kcr ·kfe ·δ. Por
outro lado, as bobinas da fase 1 são substituídas por densidades superficiais de corrente
(IVANOV-SMOLENSKY, 1982; PYRHONEN TAPANI JOKINEN, 2013). A equação
(3.1) é aplicada ao caminho fechado `1, mostrado na Figura 19, sendo desta forma obtida
a expressão (3.3), onde Nc, Wbs e Gp são, respectivamente, o número de camadas do
enrolamento, o número de espiras por bobina e o número de grupos de bobinas conectadas
em paralelo. A corrente que circula por uma bobina não é necessariamente igual à corrente
de fase da máquina que circula pelo sistema de alimentação, devido à possíveis conexões
em paralelo de ramos do enrolamento. Assim, quando Gp grupos de bobinas são ligadas
em paralelo, a corrente que circula por cada grupo é igual à corrente de fase dividida por
Gp. Por este motivo Gp aparece na expressão (3.3). O entreferro corrigido, δeq, também
chamado de entreferro equivalente ou entreferro efetivo é o comprimento do entreferro
real multiplicado pelo fator de saturação e pelo fator de Carter do estator e do rotor.
Aplicando a equação (3.1) ao caminho indicado em azul pontilhado na Figura 19, resulta
a seguinte expressão:

B1(t) · δeq +B2(t) · δeq = µo · q ·Nc ·Wbs ·
ik(t)

Gp

(3.3)

As induções B1(t) e B2(t) representam a parcela radial da indução no entreferro nas
duas regiões distintas mostradas na Figura 19. Como a equação (3.3) possuí duas variá-
veis, B1 e B2, é necessário mais uma equação para determiná-las. Esta equação é obtida
aplicando (3.2) à superfície fechada S que envolve o estator e é representada na Figura 19
pela linha verde pontilhada. Ao aplicar (3.2) é obtida a equação (3.4), onde S1 e S2 são as
superfícies delimitadas pelas densidades superficiais de corrente e pelas extremidades do
estator. É por estas superfícies que passa o fluxo que sai do estator, atravessa o entreferro
e penetra no rotor. Devido à simetria da máquina, S1 e S2 são iguais e, consequentemente,
B1 e B2 são iguais.

B1(t) · S1 −B2(t) · S2 = 0 (3.4)

Substituindo B1(t)=B2(t)=B̂k(t) em (3.3) é obtida a expressão (3.5) que fornece a
amplitude da indução no entreferro, B̂kδ(t).

B̂kδ(t) = µo ·
q ·Nc ·Wbs

2δeq
· ik(t)
Gp

(3.5)

Conhecendo a amplitude máxima da indução é possível descrever a distribuição da
indução produzida pela fase k do estator utilizando a série de Fourier (2.4) apresentada
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no Capítulo 2. A amplitude da harmônica de ordem n da indução, B̂kn(t), que não havia
sido definida no Capítulo 2, pode ser calculada utilizado a expressão (3.6).

Bk(θ, t) =
∞∑
n=1

B̂kn(t) · sen[n · θ − n · (k − 1) · γs] (2.4)

B̂kn(t) =
4

π
· B̂k(t)

n
=

4

π
· µo · q ·Nc ·Wbs · ik(t)

2δeq · n ·Gp

(3.6)

Figura 19 – Simplificação da geometria da máquina com q=1 para obtenção da distribui-
ção da indução no entreferro produzida por uma fase.

Fonte: elaborado pelo autor.

A distribuição da indução produzida por enrolamentos de fase com diferentes valores
de q e ye também podem ser descritos utilizando séries de Fourier; entretanto, para derivar
os coeficientes B̂kn(t) é necessário determinar os valores intermediários da amplitude da
indução, conforme mostrado na Figura 9, onde pode ser visto que para q>1, a curva de
indução no entreferro tem um formato escalonado. Para obter estes valores intermediá-
rios é necessário realizar novas análises utilizando as equações de Maxwell (3.1) e (3.2).
Também é possível corrigir os valores de B̂kn(t) obtidos com a expressão (3.6) utilizando
os fatores de enrolamento para cada harmônica de ordem n, kd(n) e kp(n), definido no
que segue considerando q inteiro. O fator kd(n) é denominado fator de distribuição e o
fator kp(n) é denominado fator de encurtamento de passo. Os dois fatores de enrolamento
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são funções da ordem da harmônica da indução, n, e variam de máquina para máquina
de acordo com os valores de q e ye. Para máquinas com valores de q inteiro e ye 6= 0, a
amplitude B̂kn(t) é dada pela expressão (3.10).

kp(n) = sen
[
n · π · ye

2 · q ·m

]
(3.7)

kd(n) =
sen
[
q·n·p·π
Ns

]
q · sen

[
n·p·π
Ns

] (3.8)

kw(n) = kp(n) · kd(n) (3.9)

B̂kn(t) =
4

π
· µo · q ·Nc ·Wbs · kw(n) · ik(t)

2δeq · n ·Gp

(3.10)

A expressão (3.10) fornece a magnitude da harmônica de ordem n da indução produ-
zida por uma fase do estator. A indução total produzida pelo estator é obtida somando
contribuição das m fases do estator. O resultado desta soma foi derivado no Capítulo 2,
dando origem as expressões (2.17) e (2.18). A constante Ks, que não havia sido definida
no Capítulo 2, pode agora ser determinada com auxilio da expressão (3.10), sendo igual
ao termo que multiplica ik(t)·kw(n)

n
em (3.10) e dada por (3.11).

Bδs(θ, t) =
Ks ·
√

2 · |Is| ·m
2

∞∑
n=`·m−x

kw(n)

n
· sen

[
ω · t+ φis + n · θ

]
(2.17)

Bδs(θ, t) = −Ks ·
√

2 · |Is| ·m
2

∞∑
n=`·m+x

kw(n)

n
· sen

[
ω · t+ φis − n · θ

]
(2.18)

Ks =
4

π
· µo · q ·Nc ·Wbs

2δeq ·Gp

(3.11)

3.1.1 INDUÇÃO DO ESTATOR EM TERMOS DE COMPONENTES
SIMÉTRICAS TRADICIONAIS

Para facilitar o uso das expressões (2.17) e (2.18) junto com o modelo da máquina
apresentado no Capítulo 2, elas foram reescritas segundo as componentes de sequência
de corrente, denominados de Ix, utilizando a expressão (2.73) e resultando na expressão
(3.12).

Ik =
m−1∑
x=0

Ix · e−j
2π
m
·(k−1)·x (2.73)
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Bδs(θ, t) =
Ks ·
√

2 ·m
2

m−1∑
x=0

∞∑
n=`·m−x

|Ix| ·
kw(n)

n
· sen

[
ω · t+ φis + n · θ

]
− Ks ·

√
2 ·m

2

m−1∑
x=0

∞∑
n=`·m+x

|Ix| ·
kw(n)

n
· sen

[
ω · t+ φis − n · θ

]
(3.12)

A expressão (3.12) é de caráter geral e pode ser aplicada em qualquer condição de
operação. A indução resultante no entreferro só é igual à indução produzida pelo estator
quando a máquina opera a vazio e com escorregamento praticamente zero, equilibrada,
sem falha e não são consideradas as harmônicas espaciais da indução no entreferro. Para
obter a indução no entreferro em qualquer regime de operação é necessário somar à in-
dução produzida pelo estator à indução produzida pelo rotor. Na próxima seção serão
apresentadas as expressões utilizadas na obtenção da indução produzida pelo rotor.

3.2 INDUÇÃO GERADA PELO ROTOR

A parcela da indução no entreferro gerada pelo rotor é igual à soma da indução gerada
por cada uma das barras do rotor. Na Figura 20 são mostrados o rotor de uma máquina
com 4 polos e a indução resultante no entreferro quando duas barras são percorridas por
corrente (Figura 20a) e quando apenas uma barra é percorrida por corrente (Figura 20b).
Na Figura 20a é mostrado que a indução produzida pelas duas barras é igual à soma da
indução produzida por cada uma das barras. A curva azul representa a indução produzida
pela barra de cor azul e a curva vermelha representa a indução produzida pela barra de
cor vermelha; somando as duas induções é obtida a indução produzida pelas duas barras,
representada no gráfico pela curva de cor verde. A descrição da onda de indução produ-
zida por uma barra, usando série de Fourier, é dada pela expressão (3.13). Sendo B̂bk(t) a
amplitude da indução produzida pela barra k, θr o ângulo em radianos elétricos do sistema
de coordenadas do rotor e nr a ordem do harmônico espacial da indução produzida pelo
rotor. A relação entre θ e θr é dada pela expressão (3.14), sendo esta relação ilustrada na
Figura 21.

Bbk(θr, t) =
∞∑

nr=1

2

π
· B̂bk(t)

nr
· sen

[
nr · θr − nr · (k − 1) · 2π

Nr

· p
]

(3.13)

θr = θ − (1− s)wt+ θ0 (3.14)

θ0 =
π

2
− π

N

p

τ
(3.15)

A amplitude B̂bk(t) é obtida aplicando a lei de Gauss, equação (3.2), à superfície
fechada contendo o rotor e a lei circular de Ampère, equação (3.1), ao caminho fechado
que engloba a barra, atravessa o entreferro e penetra no estator. A expressão resultante,



94

Figura 20 – Indução no entreferro, na direção radial, gerada por duas barras do rotor (a) e
por apenas uma barra do rotor (b).

Fonte: elaborado pelo autor.

(3.16), depende do entreferro equivalente, δeq, e é função da corrente que circula pela
barra, irbk(t).

B̂bk(t) =
µo · irbk(t)
2 · δeq ·Gp

(3.16)

De acordo com o modelo adotado, a corrente que circula pela barra k, irbk(t), é igual à
diferença entre as correntes que circulam pelas duas fases adjacentes à barra k, conforme
mostrado na Figura 22.

irbk(t) = irk(t)− irk−1(t) (3.17)

A parcela da indução no entreferro que é produzida pelo rotor, Br(θr, t), é obtida
somando-se a contribuição das N fases do rotor, conforme segue.

Br(θr, t) =
N∑
k=1

Bbk(θr, t) (3.18)

Br(θr, t) =
N∑
k=1

∞∑
nr=1

2

π
· µo · irbk(t)

2 · δeq ·Gp · nr
· sen

[
nr · θr − nr · (k − 1) · 2π

Nr

· p
]

(3.19)

A Figura 23 ilustra a indução total, produzida pelo rotor em um dado instante de
tempo, quando a máquina opera de forma equilibrada e em regime permanente senoidal.
A curva em vermelho representa a indução resultante e a curva em azul representa a in-
dução produzida pela barra destacada com a cor azul. Na situação mostrada, as correntes
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Figura 21 – Relação entre o sistema de coordenadas do rotor, com coordenada espacial
θr, e o sistema de coordenadas do estator θ.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 22 – Relação entre a corrente em uma barra e a corrente nas fases adjacentes à
barra.

Fonte: elaborado pelo autor.

nas barras são todas senoidais e de mesma amplitude, mas defasadas no tempo de um
valor correspondente ao ângulo entre duas barras adjacentes. A defasagem temporal entre
a corrente de duas fases consecutivas é 2π/N radianos.

3.2.1 INDUÇÃO DO ROTOR EM TERMOS DE COMPONENTES
SIMÉTRICAS TRADICIONAIS

A fim de determinar a indução produzida pelo rotor, é necessário primeiro determinar
as correntes nas fases e barras do rotor. Nesta subseção serão determinadas expressões
para a indução do rotor usando componentes simétricas, a exemplo do que foi feito para
o estator.

No Capítulo 2 foi mostrado que a corrente no rotor é composta por infinitas harmôni-
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Figura 23 – Indução resultante no entreferro, curva em vermelho, e a indução produzida
por uma barra, curva em azul, em determinado instante tempo onde a corrente na fase na
barra em azul está no valor máximo.

Fonte: elaborado pelo autor.

cas. A expressão, no tempo, para a corrente na fase k, (2.39), possui dois termos ir′kn(t) e
ir
′′

kn(t) dados pelas expressões (2.40) e (2.41) e os fasores das harmônicas destas correntes
são dados por (3.22) e (3.23).

irk(t) =
∞∑
n=1

ir
′
kn(t) +

∞∑
n=1

ir
′′
kn(t) (2.39)

ir
′
kn(t) =

√
2 · |Ir

′

n | · cos
[
ω′rnt+ φ′ir + n · (k − 1) · γr

]
x+n=`·m

(2.40)

ir
′′
kn(t) =

√
2 · |Ir

′′

n | · cos
[
ω′′rnt+ φ′′ir − n · (k − 1) · γr

]
x−n=`·m

(2.41)

Ir
′

n =Ir′n φ
′
ir (3.20)

Ir
′′

n =Ir′′n φ
′′
ir (3.21)

Ir
′

kn =Ir
′

n · e+jn·(k−1)·γr (3.22)

Ir
′′

kn =Ir
′

n · e−jn·(k−1)·γr (3.23)

Os fasores das correntes na barra k, Ir
′

bkn e Ir
′′

bkn, são obtidos subtraindo os fasores das
fases adjacentes à barra k, conforme segue.

Ir
′

bkn = Ir
′

kn − I
r′

(k−1)n (3.24)

Ir
′

bkn = Ir
′

kn · (1− e−jnγr)
∣∣∣
x+n=`·m

(3.25)

Ir
′′

bkn = Ir
′′

kn − I
r′′

(k−1)n (3.26)

Ir
′′

bkn = Ir
′′

kn · (1− e+jnγr)
∣∣∣
x−n=`·m

(3.27)
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As componentes de sequência das correntes nas barras, (3.28) e (3.29), são obtidas
diretamente das equações (3.25) e (3.27) uma vez que a relação entre I

r

x,n e os fasores Ir
′

n

e Ir
′′

n são dadas por (2.76).

I
r

x,n =

{
Ir
′

n ⇔ n = ` ·m− x
Ir
′′

n ⇔ n = ` ·m+ x
(2.76)

I
br′

x,n = I
r′

x,n · (1− e−jnγr)
∣∣∣
x+n=`·m

(3.28)

I
br′′

x,n = I
r′′

x,n · (1− e+jnγr)
∣∣∣
x−n=`·m

(3.29)

Por sua vez, as correntes nas barras do rotor em função do tempo são dadas por (3.30)
e (3.31), definidas no que segue.

ir
′
bk(t) =

∞∑
`=0

√
2 · |Ibr

′

x,n| · cos
[
w
′
rnt+ I

br′

x,n + n · (k − 1)γr

]
n=`·m−x

(3.30)

ir
′′
bk (t) =

∞∑
`=0

√
2 · |Ibr

′′

x,n| · cos
[
w
′′
rnt+ I

br′′

x,n − n · (k − 1)γr

]
n=`·m−x

(3.31)

Substituindo as expressões para ir′bk(t) e ir′′bk (t) em (3.19) e realizando algumas sim-
plificações é obtida a expressão (3.32). Esta expressão descreve a parcela da indução no
entreferro produzida pelo rotor e usa as componentes simétricas das correntes de fase do
rotor, I

r

x,n, no lugar dos fasores das correntes nas fases. A expressão (3.32) possui quatro
termos e cada termo só existirá quando determinadas condições envolvendo n, nr, N , p e
τ forem satisfeitas. A variável τ aparece durante o processo de simplificação, quando o
termo 2π/Nr da expressão (3.19) é substituído por 2π

N ·τ , onde τ é o maior divisor comum
de Nr e p.

Br(θr, t) =
∞∑
n=1

∞∑
`=0

µo ·N
π ·Gp · δeq ·

√
2
·

{
|Ibr

′

x,n|
nr
·

[
sen
(
w
′
rnt+ I

br′

x,n + nr · θr
)n+x=`·m

n−nr· pτ =`·N

]
−

|Ibr
′

x,n|
nr
·

[
sen
(
w
′
rnt+ I

br′

x,n − nr · θr
)n+x=`·m

n+nr· pτ =`·N

]
+

|Ibr
′′

x,n|
nr
·

[
sen
(
w
′′
rnt+ I

br′′

x,n + nr · θr
)n−x=`·m

−n−nr· pτ =`·N

]
−

|Ibr
′′

x,n|
nr
·

[
sen
(
w
′′
rnt+ I

br′′

x,n − nr · θr
)n−x=`·m

−n+nr· pτ =`·N

]}
(3.32)

Com o modelo da máquina apresentado no Capítulo 2 e as expressões (3.32) e (3.12) é
possível determinar a distribuição da indução resultante no entreferro da máquina durante
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a operação em regime permanente senoidal, Bδ(θ, t), conforme segue.

Bδ(θ, t) = Br(θr, t) +Bs(θr, t) (3.33)

Embora correta, a indução obtida com a expressão (3.33) não contém o efeito da varia-
ção da permeância criado pelas ranhuras. A variação da permeância adiciona harmônicas
à indução do entreferro e estas harmônicas devem, entre outras situações, ser conside-
radas na análise das perdas magnéticas. Na próxima seção, o modelo apresentado nesta
seção será modificado de forma a incluir o efeito das permeâncias de ranhura à indução
Bδ(θ, t).

3.3 EFEITO DA VARIAÇÃO DA PERMEÂNCIA DEVIDO AS
RANHURAS

Nas expressões (3.12) e (3.32), o único efeito das ranhuras do rotor e do estator é o
de aumentar o entreferro efetivo através da aplicação do fator de saturação e do fator de
Carter, os quais fazem com que o entreferro efetivo seja maior que o entreferro geomé-
trico. Os harmônicos da indução gerados pela variação da permeância do entreferro não
são considerados nas expressões (3.12) e (3.32). Estes harmônicos são responsáveis por
parte das perdas magnéticas e devem ser incluídos nos modelos. Além das dimensões e
do número de ranhuras do estator e do rotor, as permeâncias de ranhura dependem tam-
bém do grau de saturação da máquina e não existem expressões analíticas exatas que as
descrevam. Na abordagem adotada neste trabalho, as permeâncias são descritas de forma
aproximada utilizando série de Fourier.

Na Figura 24 é mostrada a variação do valor da permeância devido às ranhuras do
estator e considerando que o rotor é liso (sem ranhuras). Na Figura 25 é mostrada a
variação da permeância devido às ranhuras do rotor e considerando agora que o estator é
liso (sem ranhuras). Está sendo considerado que a permeância assume o valor máximo
na região sob um dente e valor mínimo na região sob a ranhura. A permeância total do
entreferro, Λδ, é igual a soma do valor médio da permeância, Λo, a variação da permeância
gerada pelo rotor, Λr(θr), e a variação da permeância gerada pelo estator, Λs(θ), conforme
segue.

Λδ(θ) = Λo + Λs(θ) + Λr(θr) (3.34)

O termo Λs(θ) é obtido considerando que o rotor é liso, sem ranhuras, e o termo Λr(θ)

é obtido considerando que o estator é liso. Esta é uma abordagem comum utilizada por
diversos autores como por exemplo (BOLDEA; NASAR, 2010) e tem levado a resultados
satisfatórios em máquinas trifásicas em regime permanente equilibrado. A descrição em
série de Fourier de Λs(θ) é dada por (3.35). Nesta expressão, Λ̂s é o valor máximo da
permeância, nrs é a ordem da harmônica e d1 é a razão entre a largura do topo do dente
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Figura 24 – Variação da permeância devido às ranhuras do estator.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 25 – Variação da permeância devido às ranhuras do rotor.

Fonte: elaborado pelo autor.

e o passo de ranhura do estator. O valor de d1 pode ser calculado utilizando a expressão
(3.36), onde bos é largura da abertura da ranhura do estator, conforme mostrado na Figura
24.

Λs(θ) =
∞∑

nrs=1

4

π
· Λ̂s ·

sen (nrsπd1)

nrs
· cos

[
nrs ·Ns

p
θ

]
(3.35)

d1 =
2πR
Ns
− bos

2πR
Ns

(3.36)

A expressão para a variação da permeância produzida pelas ranhuras do rotor é função
de θ e é descrita por (3.37). Nesta expressão, nrr é a ordem da harmônica da permeância
e d2, dada pela equação (3.38), é a razão da largura do topo do dente do rotor pelo passo
de ranhura do rotor. A expressão (3.37), foi descrita em função de θ, pois para obter
a indução total é preciso somar as induções produzidas pelo estator e pelo rotor e as
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induções só podem ser somadas se estiverem no mesmo sistema de coordenadas. Para
obter (3.37) em função de θr a expressão (3.14) deve ser utilizada.

Λr(θ) =

∞∑
nrr=1

4

π
· Λ̂r ·

sen (nrrπd2)

nrr
· cos

[
nrr ·

Nr

p
· (1− s) · w · t− nrr ·

Nr

p
· θ + θo · nrr

]
(3.37)

d2 =
2πR
Nr
− bor

2πR
Nr

(3.38)

A indução resultante no entreferro, B′δ(θ), é obtida multiplicando Λδ pela força mag-
netomotriz gerada pelos enrolamentos do rotor e do estator, Fmm.

B′δ(θ) = Fmm · [Λo + Λs(θ) + Λr(θ)] (3.39)

O primeiro termo da expressão (3.39), Fmm · Λo, corresponde à indução Bδ(θ, t) que
é obtida somando Bs(θ, t) e Br(θr, t) dadas, respectivamente, pelas expressões (3.12) e
(3.32). O valor médio da permeância específica, definida aqui como a permeância por
unidade de área e denotado como Λo, é calculada com base no entreferro equivalente,
conforme segue.

Λo =
µo

2δeq
(3.40)

Como a expressão para obter Bδ(θ, t) é conhecida, é interessante reescrever (3.39) em
função de Bδ(θ, t) no lugar de Fmm. Multiplicando e dividindo (3.39) por Λo e rearran-
jando os termos é obtida a expressão (3.41) que relaciona a distribuição da indução no
entreferro com o efeito das ranhuras, B′δ(θ, t), e a indução no entreferro sem o efeito das
ranhuras, Bδ(θ, t).

B′δ(θ, t) =Bδ(θ, t) ·
[
1 +

Λs(θ)

Λo
+

Λr(θ)

Λo

]
(3.41)

Substituindo (3.35) e (3.37) em (3.41) é obtida a expressão (3.42), a qual representa a
distribuição da indução resultante no entreferro com o efeito da variação da permeância
criada pelo rotor e pelo estator. Contudo, para utilizar (3.42) é necessário determinar as
razões Λ̂s

Λo
e Λ̂r

Λo
. Deve ser observado também que as permeâncias específicas Λs(θ) e Λr(θ)

produzem afundamentos na onda de indução do entreferro, conforme mostrado na Figura
26. Desta forma, para determinar a amplitude de Λs(θ) e de Λr(θ) é necessário determinar
qual a amplitude do afundamento na onda de indução do entreferro, ∆Bδ.

B′δ(θ, t) =Bδ(θ, t) ·

[
1 +

∞∑
nrs=1

4

π
· Λ̂s

Λo
· sen (nrsπd1)

nrs
· cos

(
nrs ·Ns

p
θ

)
+

∞∑
nrr=1

4

π
· Λ̂r

Λo
· sen (nrrπd2)

nrr
· cos

(
nrr ·

Nr

p
· (1− s) · w · t− nrr ·

Nr

p
· θ + θo · nrr

)]
(3.42)
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De acordo com (PYRHONEN TAPANI JOKINEN, 2013), o afundamento na curva da
indução, gerado pela variação da permeância, é dado pela expressão (3.43), sendo β(bo)

dado pela expressão (3.44) e o termo u que aparece em (3.44) é dado por (3.45). Quando
a máquina possui ranhuras no rotor e no estator, existem duas variações ∆Bδ, uma para
o estator, ∆Bδs, e uma para o rotor, ∆Bδr. A Figura 26 ilustra o caso em que apenas o
estator possui ranhuras. Para obter ∆Bδs, utilizando a expressão (3.43), o valor de bo deve
ser igual ao valor da abertura da ranhura do estator, bos, e o fator de Carter, kc, deve ser
igual ao fator de Carter do estator, kcs. De forma similar, para obter o valor de ∆Bδr, bo
deve ser igual a bor e kc deve ser o igual ao fator de Carter do rotor, kcr.

∆Bδ = 2β(bo) · kc ·Bδ (3.43)

β(bo) =
1 + u2 − 2u

2(1 + u2)
(3.44)

u =
bo
2δ

+

√
1 +

( bo
2δ

)2

(3.45)

Figura 26 – Afundamento na indução, ∆Bδ, provocado pelas ranhuras do estator.

Fonte: elaborado pelo autor.

Como Bδ · Λ̂s
Λo

é igual a um somatório de senos, o afundamento ∆Bδs é igual ao
dobro da amplitude do termo Bδ · Λ̂s

Λo
que aparece na expressão (3.41). O valor pico a

pico da componente fundamental de Bδ · Λ̂s
Λo

é aproximadamente igual a ∆Bδs. Por outro
lado, valor de ∆Bδr é igual ao dobro do termo Bδ · Λ̂r

Λo
. Consequentemente, Λ̂s

Λo
pode ser

calculado utilizando (3.46) e Λ̂r
Λo

pode ser calculado utilizando (3.47).

Λ̂s

Λo

= β(bos) · kcs(nrs) (3.46)

Λ̂r

Λo

= β(bor) · kcr(nrr) (3.47)
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Substituindo (3.46), (3.47), (3.32) e (3.12) em (3.42) é obtida a expressão (3.48). Esta
expressão fornece a distribuição da indução no entreferro da máquina e contém todas as
harmônicas produzidas pela variação da permeância e pelos enrolamentos do rotor e do
estator.

B′δ(θ, t) =Bδ(θ, t) +Bδs(θ, t) ·
Λs(θ)

Λo

+Bδs(θ, t) ·
Λr(θ)

Λo

+

Bδr(θ, t) ·
Λs(θ)

Λo

+Bδr(θ, t) ·
Λr(θ)

Λo

(3.48)

O termo Bδ(θ, t) fornece as harmônicas criadas pelos enrolamentos do rotor e do
estator quando o efeito das ranhuras é desprezado; o termo Bδs(θ, t) · Λs(θ)

Λo
fornece as

harmônicas criadas pelos enrolamentos do estator e pela variação da permeância criada
pelas ranhuras do estator; o termo Bδs(θ, t) · Λr(θ)

Λo
fornece as harmônicas criadas pelos

enrolamentos do estator e pela variação da permeância devido às ranhuras do rotor; o
termo Bδr(θ, t) · Λs(θ)

Λo
fornece as harmônicas criadas pelos enrolamentos do rotor e pela

variação da permeância do estator; finalmente, Bδr(θ, t) · Λr(θ)
Λo

fornece as harmônicas da
indução produzidas pelos enrolamentos do rotor e pela variação da permeância devido às
ranhuras do rotor.

Para ilustrar a influência de cada um dos termos da distribuição da indução no entre-
ferro, B′δ(θ, t), dada pela expressão (3.48), nas figuras 27 a 30 são mostradas as distribui-
ções da indução no entreferro produzidas por cada um dos termos em um dado instante de
tempo (t=t1) quando da máquina de 4, 5 kW opera sem falha e com um terço do torque
nominal.

Nas figuras 27(a), 27(b) e 27(c) são mostradas, respectivamente, a indução produ-
zida pelo estator, a indução produzida pelo rotor e a indução resultante quando não são
considerados os efeitos da variação da permeância.

Nas figuras 28(a), 28(b) e 28(c) são mostradas, respectivamente, a indução produzida
pelos enrolamentos e pela permeância do estator, a indução produzida pelos enrolamentos
do estator e pela permeância do rotor e a indução total produzida pelo estator considerando
os efeitos da variação da permeância.

Nas figuras 29(a), 29(b) e 29(c) são mostradas, respectivamente, a indução produzida
pelos enrolamentos do rotor e pela permeância do estator, a indução produzida pelos enro-
lamentos e pela permeância do rotor e a indução total produzida pelo rotor considerando
os efeitos da variação da permeância.

Nas figuras 30(a), 30(b) e 30(c) são mostradas, respectivamente, a indução total produ-
zida pelo estator, a indução total produzida pelo rotor e a indução resultante no entreferro
considerando os efeitos da variação da permeância. Na Figura 30(c), também é mostrada
a indução obtida com elementos finitos para fins de comparação. Embora, a Figura 30(c)
mostre uma boa concordância entre resultados analíticos e numéricos, uma validação e
avaliação mais detalhada dos resultados obtidos com o modelo proposto será apresentada
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no capítulo 5.

Figura 27 – Indução produzida pelo estator, Bs(θ, t), indução produzida pelo rotor,
Br(θ, t), e a indução resultante, Bδ(θ, t) quando não são considerados as harmônicas
de permeância, para o instante de tempo t=t1.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 28 – (a) Indução produzida pelos enrolamentos e ranhuras do estator. (b) Indu-
ção produzida pelos enrolamentos do estator e pelas ranhuras do rotor. (c) Indução total
produzida pelo estator com efeito das permeâncias de ranhura, para o instante de tempo
t=t1.

Fonte: elaborado pelo autor.

Cada um dos termos da expressão (3.48) é composto por um número infinito de ter-
mos. Os termos Bδs(θ, t) · Λs(θ)

Λo
, Bδr(θ, t) · Λs(θ)

Λo
, Bδs(θ, t) · Λr(θ)

Λo
e Bδr(θ, t) · Λr(θ)

Λo
são

dados, respectivamente, por (3.49), (3.50), (3.51) e (3.52). Para simplificar estas expres-
sões foram definidas as variáveis auxiliares A, U eW apresentadas nas Tabelas 7 e 8.
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Figura 29 – (a) Indução produzida pelos enrolamentos do rotor e pelas ranhuras do estator.
(b) Indução produzida pelos enrolamentos e ranhuras do rotor. (c) Indução total produzida
pelo rotor com efeito das permeâncias de ranhura, para o instante de tempo t=t1.

Fonte: elaborado pelo autor

Figura 30 – (a) Indução produzida pelo estator com efeito das ranhuras. (b) Indução
produzida pelo rotor com efeito das ranhuras. (c) Indução resultante no entreferro com
efeito das ranhuras, para o instante de tempo t=t1, usando o modelo analítico e elementos
finitos (MEF).

Fonte: elaborado pelo autor

Bδs(θ, t) ·
Λs(θ)

Λo

=
∞∑

nrs=1

{
∞∑

n=`m−x

A1(n, nrs) · |Ix|
2

· sen

[
W1t+ Ix + U1 · θ

]
+

∞∑
n=`m−x

A1(n, nrs) · |Ix|
2

· sen

[
W2t+ Ix + U2 · θ

]
+

∞∑
n=`m+x

−A1(n, nrs) · |Ix|
2

· sen

[
W3t+ Ix + U3 · θ

]
+

∞∑
n=`m+x

−A1(n, nrs) · |Ix|
2

· sen

[
]W4t+ Ix + U4 · θ

]}
(3.49)



105

Bδr(θ, t) ·
Λs(θ)

Λo
=

∞∑
nrs=1

∞∑
`=0

{
A2(nr, nrs) · |I

br′

x,n|
2

· sen
[
W5t+ I

br′

x,n + U5 · θ + nrθ0

]n=`m−x

nr=(`N+n)· τ
p

+

A2(nr, nrs) · |I
br′

x,n|
2

· sen
[
W6t+ I

br′

x,n + U6 · θ + nrθ0

]n=`m−x

nr=(`N+n)· τ
p

+

−
A2(nr, nrs) · |I

br′

x,n|
2

· sen
[
W7t+ I

br′

x,n + U7 · θ − nrθ0

]n=`m−x

nr=(`N−n)· τ
p

+

−
A2(nr, nrs) · |I

br′

x,n|
2

· sen
[
W8t+ I

br′

x,n + U8 · θ − nrθ0

]n=`m−x

nr=(`N−n)· τ
p

+

A2(nr, nrs) · |I
br′′

x,n|
2

· sen
[
W9t+ I

br′′

x,n + U9 · θ + nrθ0

]n=`m+x

nr=(`N−n)· τ
p

+

A2(nr, nrs) · |I
br′′

x,n|
2

· sen
[
W10t+ I

br′′

x,n + U10 · θ + nrθ0

]n=`m+x

nr=(`N−n)· τ
p

+

−
A2(nr, nrs) · |I

br′′

x,n|
2

· sen
[
W11t+ I

br′′

x,n + U11 · θ − nrθ0

]n=`m+x

nr=(`N+n)· τ
p

+

−
A2(nr, nrs) · |I

br′′

x,n|
2

· sen
[
W12t+ I

br′′

x,n + U12 · θ − nrθ0

]n=`m+x

nr=(`N+n)· τ
p

}
(3.50)

Tabela 7 – Definições das variáveis auxiliares A.

A1(n, nrs)
4·β(bos)·kcs· sen(nrsπd1)·µo·q·Nc·Wbs·m·kw(n)

π2·nrs·δeq ·n·Gp

A2(nr, nrs)
4·β(bos)·kcs· sen(nrs·π·d1)·µo·N

π2·nrs·δeq ·
√

2·nr

A3(n, nrr)
4·β(bor)·kcr· sen(nrr·π·d2)·µo·q·Nc·Wbs·m·kw(n)

π2·nrr·δeq ·n·Gp

A4(nr, nrr)
4·β(bor)·kcr· sen(nrr·π·d2)·µo·N

π2·nrr·δeq ·
√

2·nr
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Tabela 8 – Definições das variáveis auxiliares U eW .

W1 w U1 n+ nrs
Ns
p

W2 w U2 n− nrs Nsp

W3 w U3 −U2

W4 w U4 −U1

W5

[
1 + (n− nr)(1− s)

]
w U5

(
nr + nrs·Ns

p

)
W6 W5 U6

(
nr − nrs·Ns

p

)
W7

[
1 + (n+ nr)(1− s)

]
w U7 −U6

W8 W7 U8 −U5

W9

[
1− (n+ nr)(1− s)

]
w U9 U5

W10 W9 U10 U6

W11

[
1− (n− nr)(1− s)

]
w U11 −U5

W12 W11 U12 −U6

W13

[
1 + nrr

Nr
p

(1− s)
]
ω U13

[
n− nrr · Nrp

]
W14

[
1− nrr Nrp (1− s)

]
w U14

[
n+ nrr · Nrp

]
W15 W13 U15 −U14

W16 W14 U16 −U13

W17

[
1 +

(
n− nr − nrr Nrp

)
(1− s)

]
w U17

[
nr + nrr

Nr
p

]
W18

[
1 +

(
n− nr + nrr

Nr
p

)
(1− s)

]
w U18

[
nr − nrr Nrp

]
W19

[
1 +

(
n+ nr + nrr

Nr
p

)
(1− s)

]
w U19 −U17

W20

[
1 +

(
n+ nr − nrr Nrp

)
(1− s)

]
w U20 −U18

W21

[
1−

(
n+ nr − nrr Nrp

)
(1− s)

]
w U21 U18

W22

[
1−

(
n+ nr + nrr

Nr
p

)
(1− s)

]
w U22 U17

W23

[
1−

(
n− nr − nrr Nrp

)
(1− s)

]
w U23 −U17

W24

[
1−

(
n− nr + nrr

Nr
p

)
(1− s)

]
w U24 −U18
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Bδs(θ, t) ·
Λr(θ)

Λo
=
∞∑
`=0

∞∑
nrr=1

{
A3(n, nrr) · |Ix|

2
· sen

[
W13t+ Ix + U13θ + θo · nrr

]
n=`m−x +

A3(n, nrr) · |Ix|
2

· sen
[
W14t+ Ix + U14θ − θo · nrr

]
n=`m−x +

−A3(n, nrr) · |Ix|
2

· sen
[
W15t+ Ix + U15θ + θo · nrr

]
n=`m+x

+

−A3(n, nrr) · |Ix|
2

· sen
[
W16t+ Ix + U16θ − θo · nrr

]
n=`m+x

}
(3.51)

Bδr(θ, t) ·
Λr(θ)

Λo
=

∞∑
nrr=1

∞∑
n=`1

∞∑
`2=0

{
A4(nr, nrr) · |I

br′

x,n|
2

· sen
[
W17t+ U17θ + (nr + nrr) θ0 + I

br′

x,n

]n=`1·m−x

nr=`2·N+n
+

A4(nr, nrr) · |I
br′

x,n|
2

· sen
[
W18t+ U18θ + (nr − nrr) θ0 + I

br′

x,n

]n=`1·m−x

nr=`2·N+n
−

A4(nr, nrr) · |I
br′

x,n|
2

· sen
[
W19t+ U19θ − (nr − nrr) θ0 + I

br′

x,n

]n=`1·m−x

nr=`2·N−n
−

A4(nr, nrr) · |I
br′

x,n|
2

· sen
[
W20t+ U20θ − (nr + nrr) θ0 + I

br′

x,n

]n=`1·m−x

nr=`2·N−n
+

A4(nr, nrr) · |I
br′′

x,n|
2

· sen
[
W21t+ U21θ + (nr + nrr) θ0 + I

br′′

x,n

]n=`1·m+x

nr=`2·N−n
+

A4(nr, nrr) · |I
br′′

x,n|
2

· sen
[
W22t+ U22θ + (nr − nrr) θ0 + I

br′′

x,n

]n=`1·m+x

nr=`2·N−n
−

A4(nr, nrr) · |I
br′′

x,n|
2

· sen
[
W23t+ U23θ − (nr − nrr) θ0 + I

br′′

x,n

]n=`1·m+x

nr=`2·N+n
−

A4(nr, nrr) · |I
br′′

x,n|
2

· sen
[
W24t+ U24θ − (nr + nrr) θ0 + I

br′′

x,n

]n=`1·m+x

nr=`2·N+n

]}
(3.52)

3.4 INDUÇÕES NOS DENTES E COROAS

A partir do conhecimento da indução no entreferro é possível estimar as induções nos
dentes e coroas do rotor e do estator, as quais são importantes para o dimensionamento
da máquina e a estimação das perdas magnéticas. Considerando que a distribuição da
indução nos dentes praticamente não muda em todas as condições de operação, a indução
média no dente pode ser usada como referência para fins de análise. O valor médio da
indução em um dente é igual ao fluxo que atravessa o dente dividido pela seção do dente.
Este fluxo é aproximadamente igual ao fluxo que atravessa o passo de ranhura que contém
o dente e é dado pela expressão (3.53). Sendo αo a posição do centro do dente em radianos
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elétricos, αds o passo de ranhura do estator em radianos elétricos, R o raio médio de
entreferro e `p o comprimento axial do rotor.

φds(t) =

� αo+αds/2

αo−αds/2
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.53)

A indução em um dente do rotor é obtida de forma semelhante, a única diferença é que
os limites da integração se movem junto com o passo de ranhura do rotor. A expressão
(3.54) fornece o fluxo que atravessa o dente do rotor que está na posição αo em t=0. A
variável αdr é o passo de ranhura do rotor em radianos elétricos.

φdr(t) =

� αo+αdr/2+(1−s)wt

αo−αdr/2+(1−s)wt
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.54)

O fluxo que atravessa a coroa do rotor ou a coroa do estator é aproximadamente igual
a metade do fluxo que atravessa um passo polar. As expressões (3.56) e (3.55) fornecem,
respectivamente, o fluxo na coroa do rotor e o fluxo na coroa do estator, sendo αp o passo
polar em radianos elétricos.

φcs(t) =
1

2

� αo+αp/2

αo−αp/2
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.55)

φcr(t) =
1

2

� αo+αp/2+(1−s)wt

αo−αp/2+(1−s)wt
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.56)

Deve ser observado que todos os termos da expressão (3.48), que fornecem a indução
B
′

δ(θ, t), tem a mesma forma básica da função f(θ, t) apresentada abaixo.

f(θ, t) = A · sen(Wt± U · θ) (3.57)

A integral de f(θ, t), quando os limites de integração são fixos, é dada pela expressão
que segue.

� αo+α/2

αo−α/2
f(θ, t) · dθ =

2

U
· sen

(
U · α

2

)
· A · sen(Wt± U · αo) (3.58)

Quando os limites de integração variam no tempo, devido ao termo (1− s)wt, a inte-
gral de f(θ, t) é dada por (3.59). Nesta expressão a frequência da função é alterada pelo
intervalo de integração variável e a velocidade angular muda deW para [W ±U · (1− s)w].
� αo+α/2+(1−s)wt

αo−α/2+(1−s)wt
f(θ, t) · dθ =

2

U
· sen

(
U α

2

)
· A · sen

[(
W ±U · (1− s)w

)
t± U · αo

]
(3.59)

As expressões (3.58) e (3.59) permitem que os fluxos φds(t), φdr(t), φcs(t) e φcr(t)
sejam obtidos diretamente da expressão (3.48). Dividindo o fluxo que atravessa um dente
pela seção do dente e o fluxo que atravessa a coroa pela seção da coroa são obtidas as
induções respectivas. As seções dos dentes do estator, dos dentes do rotor, da coroa do
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estator e da coroa do rotor são Sds, Sdr, Scs e Scr, respectivamente. A indução em um
dente do estator, Bds(t), em um dente do rotor, Bdr(t), na coroa do estator, Bcs(t), e na
coroa do rotor, Bcr(t), são dadas no que segue.

Bds(t) =
φds(t)

Sds
=

1

Sds

� αo+αds/2

αo−αds/2
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.60)

Bdr(t) =
φdr(t)

Sdr
=

1

Sdr

� αo+αdr/2+(1−s)wt

αo−αdr/2+(1−s)wt
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.61)

Bcs(t) =
φcs(t)

Scs
=

1

Scs

1

2

� αo+αp/2

αo−αp/2
B
′

δ,t(θ) ·R · `p ·
dθ

p
(3.62)

Bcr(t) =
φcr(t)

Scr
=

1

Scr

1

2

� αo+αp/2+(1−s)wt

αo−αp/2+(1−s)wt
B
′

δ(θ, t) ·R · `p ·
dθ

p
(3.63)

As expressões fechadas para as induções nos dentes e coroas são muito extensas e,
por este motivo, não serão apresentadas aqui.

Neste capítulo foi apresentado um modelo para a distribuição da indução no entreferro
o qual foi usado para estimar a indução nos dentes e coroas da máquina. No próximo
capítulo, a análise das perdas magnéticas é feita utilizando as induções obtidas com o
modelo apresentada neste capítulo.
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4 ANÁLISE DE PERDAS DURANTE A OPERAÇÃO COM
FALHA

Máquinas de indução com mais de 3 fases podem operar e partir mesmo após a perda
de uma ou mais fases. As máquinas pentafásicas podem partir mesmo após a perda de 2
fases do estator; entretanto, após a falha, as correntes nas fases restantes ficam desequili-
bradas e o torque produzido passa a ter uma componente pulsante. O uso de estratégias de
controle possibilita diminuir a pulsação no torque e o desequilíbrio das correntes nas fases
restantes. Para que o torque produzido pela máquina seja próximo ao torque produzido
durante a operação normal, as correntes devem ser ajustadas para que o campo girante
após a ocorrência da falha seja similar ao campo girante produzido antes da ocorrência da
falha. Essas correntes impostas pelas estratégias de controle durante a falha são maiores
que as correntes impostas durante a operação sem falha e, consequentemente, as perdas
joule no estator e no rotor aumentam. Por outro lado, as perdas joule no rotor dependem
das características do rotor e do estator. Em uma situação ideal na qual o campo girante
produzido pelo estator após a falha é idêntico ao campo girante produzido antes da falha,
as perdas joule no rotor permanecem inalteradas (TANI; MENGONI; ZARRI; SERRA;
CASADEI, 2012). Na prática, durante a operação sob falha, o estator produz diversos
harmônicos no entreferro e muitos destes harmônicos geram campos girantes com velo-
cidade e sentido de giro diferentes do campo girante produzido pela onda fundamental
da indução. Estes campos girantes induzem correntes no rotor que aumentam as perdas
joule e podem alterar as perdas magnéticas, entretanto, esta possibilidade ainda não foi
abordada em nenhum estudo. Na maioria dos artigos, ao se avaliar o desempenho de uma
estratégia de controle para a máquina operando sob falha, são avaliadas apenas as perdas
joule no estator e a redução da pulsação no torque. Como os modelos utilizados na síntese
das estratégias de controle não consideram as harmônicas da indução com ordem superior
a 3, a variação nas perdas joule do rotor ocorre apenas devido a variação da amplitude da
onda fundamental da indução e da terceira harmônica da onda de indução no entreferro.
As harmônicas da indução de ordem maior que 3 aumentam as perdas joule no rotor o
que leva a um aumento na temperatura e a redução da capacidade de carga da máquina.

Neste capítulo são apresentados os tipos de perdas produzidas pela máquina de in-
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dução. A partir da adequação de modelos analíticos conhecidos de perdas magnéticas,
são avaliadas as perdas magnéticas utilizando as induções obtidas com o modelo apresen-
tado no Capítulo 3. Finalmente, os valores de perdas obtidos com o modelo analítico são
comparados com os valores de perdas obtidos com o método de elementos finitos.

4.1 TIPOS DE PERDAS

A fim de melhor entender a análise que segue, será inicialmente apresentada uma
classificação das perdas, a qual segue a abordagem seguida por (BOLDEA; NASAR,
2010). As perdas determinam a eficiência da máquina na conversão eletromecânica de
energia e são utilizadas no dimensionamento do sistema de refrigeração. Considerando
que a máquina poderá operar sob falha, o sistema de refrigeração deve ser capaz de extrair
o excesso de calor gerado e manter a máquina operando com temperatura abaixo do valor
máximo nominal. Caso contrário, a capacidade de carga diminuirá, pois é a temperatura
de operação que determina a capacidade de carga da máquina.

Segundo (BOLDEA; NASAR, 2010) as perdas podem ser classificadas de acordo com
a origem e o local onde são geradas, conforme segue.

• Perdas mecânicas - rotor;

• Perdas fundamentais;

perdas joule nos enrolamentos - rotor e estator;

perdas no ferro - rotor e estator;

• Perdas devido às harmônicas espaciais;

perdas joule nos enrolamentos - rotor;

perdas no ferro - rotor e estator;

• Perdas devido às harmônicas temporais;

perdas joule nos enrolamentos - rotor;

perdas no ferro - rotor e estator.

O diagrama da Figura 4.1 ilustra a divisão das perdas de acordo com a localização e a
origem.

As perdas mecânicas são geradas pelo atrito do ar com o rotor, pelo sistema de ven-
tilação da máquina e pelo atrito nos mancais. As outras perdas são geradas por dois
fenômenos eletromagnéticos distintos: perdas ôhmicas e perdas por histerese. As perdas
ôhmicas são produzidas pelas correntes que circulam pelos enrolamentos do rotor e do
estator e também pelas correntes induzidas nas chapas do núcleo ferromagnético. Já as
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Figura 31 – Diagrama de perdas

Fonte: Adaptado de (BOLDEA; NASAR, 2010).

perdas por histerese são perdas magnéticas geradas pelo constante realinhamento magné-
tico dos dipolos magnéticos do material ferromagnético do núcleo.

As perdas joule são denominadas de fundamentais quando são geradas pela compo-
nente fundamental de cada corrente do rotor e do estator. Já as perdas magnéticas são
denominadas fundamentais quando são geradas pela onda fundamental da indução no en-
treferro. As perdas harmônicas são divididas em perdas espaciais e temporais. As perdas
devido aos harmônicos espaciais são geradas pelas harmônicas da indução e pelas corren-
tes induzidas no rotor por estas harmônicas. Já as perdas devido aos harmônicos temporais
são produzidas pela máquina quando ela é alimentada por correntes não-senoidais (inver-
sor de frequência). Todas as perdas geradas por harmônicas são denominadas perdas
suplementares.

Para ilustrar a diferença entre as perdas magnéticas fundamentais e as perdas harmô-
nicas, na Figura 32 são mostradas 3 curvas de indução no entreferro na direção radial. A
primeiro curva, Figura 32a, é a indução resultante no entreferro; a segunda curva, Figura
32b, é a indução no entreferro sem as harmônicas geradas pela variação da permeância;
e a terceira curva, Figura 32c, é a componente fundamental da indução no entreferro.
Idealmente, a indução produzida pela máquina deveria ser similar a indução mostrada na
Figura 32c, mas na prática a indução é mais próxima da indução mostrada nas figuras
32a e 32b. As perdas magnéticas fundamentais são produzidas pela onda fundamental
da indução mostrada na Figura 32c e as perdas joule produzidas pelas correntes indu-
zidas no rotor pela onda fundamental da indução são as perdas joule fundamentais. Já
as perdas produzidas pelas harmônicas da indução e pelas correntes induzidas no rotor
e no estator por estas harmônicas são denominadas perdas harmônicas. Na obtenção do
modelo apresentado no Capítulo 2 foram consideradas as harmônicas da indução produ-
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Figura 32 – Indução resultante no entreferro da máquina na direção radial (a). Indução
resultante quando o entreferro é considerado constante, sem ranhuras (b). Componente
fundamental da indução no entreferro (c).

Fonte: elaborado pelo autor.

zidas pelos enrolamentos distribuídos do estator e do rotor, enquanto que os harmônicos
produzidos pela variação da permeância foram desprezados. Consequentemente, para o
modelo, a indução no entreferro é similar à indução mostrada na Figura 32b. Como as
máquinas analisadas possuem rotor com barras inclinadas em uma ranhura, a variação da
permeância praticamente não induz correntes nas fases do rotor e do estator. Portanto, as
correntes obtidas com o modelo possibilitam a estimativa das perdas fundamentais e das
perdas harmônicas produzidas pelas correntes de fase do rotor. Na Figura 33 são mostra-
das as correntes de fase do estator e a corrente em uma fase do rotor de uma máquina de
indução pentafásica. Na primeira linha, a máquina opera sem falha e na segunda linha a
máquina opera com uma fase desconectada. Os gráficos mostram claramente que mesmo
quando as correntes no estator são puramente senoidais, figuras (a) e (c), as correntes no
rotor possuem harmônicas induzidas pelas harmônicas da indução no entreferro, figuras
(b) e (d).

A seguir será descrito um método que foi desenvolvido para calcular as perdas utili-
zando os modelos apresentados nos Capítulos 2 e 3. Também será descrito como estas
perdas foram medidas ou estimadas utilizando os dados obtidos com ensaios.

4.2 PERDAS MECÂNICAS

A determinação das perdas totais na operação sob falha requer a estimação das várias
parcelas de perdas, as quais podem variar de acordo com a condição de operação. Nesta
seção será detalhada a estimativa das perdas mecânicas.
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Figura 33 – (a) Correntes no estator durante a operação sem falha. (b) Corrente que circula
por uma fase do rotor quando a máquina opera sem falha. (c) Correntes que circulam pelo
estator quando uma das fases é desconectada. (d) Corrente que circula por uma fase do
rotor quando uma fase do estator é desconectada.

Fonte: elaborado pelo autor..

As perdas mecânicas são geradas pelo atrito nos mancais e pelo sistema de ventilação.
O atrito nos mancais cria um torque que se opõe ao torque eletromagnético e é proporcio-
nal a velocidade do eixo. O sistema de ventilação é normalmente constituído por uma ven-
toinha fixada ao eixo, considerando máquinas de baixa e média potência auto-ventiladas.
O torque gerado pela ventoinha é, dentro de uma faixa de rotação, proporcional ao qua-
drado da velocidade mecânica. As expressões (4.1) e (4.2) são comumente utilizadas
para descrever as perdas em função da velocidade angular mecânica do eixo, ωmec. As
constantes B

[
Nm
rad/s

]
e Kv

[
Nm

rad2/s2

]
são obtidas através de ensaios, utilizando ajuste de

curvas.

Pmec = ω2
mec ·B + |ω3

mec| · kv (4.1)

Pmec = Pmec nom ·
(

ωmec
ωmec nom

)2

(4.2)

Na Figura 34 são mostradas as curvas de torque e de perdas das máquinas disponíveis
no laboratório. Estas máquinas estão acopladas a duas máquinas de corrente contínua que
operam como geradores e são utilizadas como cargas programáveis. O acoplamento é
feito através de um torquímetro que permite medir o torque transferido de uma máquina
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Figura 34 – (a) Torques devido as perdas mecânicas das máquinas ca e cc. (b) Perda
mecânica total versus a velocidade no eixo.

Fonte: elaborado pelo autor..

para outra. Para obter as curvas de perdas mecânicas versus velocidade, cada uma das
máquinas foi acionada como um motor enquanto a outra máquina foi mantida desligada.
O torque medido nestes ensaios é igual ao torque gerado pela máquina que foi mantida
desligada e é igual ao torque gerado pelas perdas mecânicas.

As curvas de torque versus velocidade mostrados na Figura 34 apresentam um formato
próximo ao de uma função sigmóide e a curva das perdas totais apresenta um formato em
vê, diferente do formato de parábola das expressões (4.1) e (4.2). Por este motivo, ao invés
de utilizar as expressão (4.1) e (4.2) para descrever o torque e as perdas em função de ω,
foram utilizadas as expressões (4.3) e (4.4). Os coeficientes a, b, c e d foram obtidos por
ajuste de curvas e valem, a = −1, 545, b = −0, 8274, c = +0, 07953 e d = +0, 00135.
As curvas em vermelho nos gráficos da Figura 34 foram traçados utilizando (4.3) e (4.4).

Tmec(ω) =
a

1 + ec·ωmec
− b+ d · ωmec (4.3)

Pmec(ω) =
a · ωmec

1 + ec·ωmec
− b · ω + d · ωmec2 (4.4)

4.3 PERDAS JOULE NO ESTATOR

As perdas joule no estator são geradas pela circulação das correntes nos enrolamentos.
Elas variam de acordo com a carga e, devido à corrente de magnetização, existem mesmo
quando a máquina opera a vazio. Estas perdas são facilmente estimadas utilizando as
correntes medidas e o valor medido, na temperatura de operação, das resistências dos
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enrolamentos do estator. A equação básica para o cálculo das perdas joule no estator
(PJS) é:

PJS =
m∑
k=1

Rk · |Ik|2 (4.5)

sendo Rk a resistência da fase k e Ik o fasor da corrente que circula pela fase k. Como
o modelo apresentados no Capítulo 2 fornecem as componentes de sequência das cor-
rentes, é preferível calcular as perdas utilizando a expressão (4.6). Nesta expressão, as
perdas joule são calculadas utilizando as componentes de sequência Ix e a resistência R̃x

correspondente.

PJS = m ·
m−1∑
x=0

R̃x · |Ix|2 (4.6)

Nas máquinas utilizadas nos ensaios, o efeito pelicular não é significativo e foi des-
prezado. Entretanto, este nem sempre é o caso. Dependendo da geometria da máquina
e do tipo de enrolamento utilizado, o fluxo de dispersão pode alterar a resistência dos
enrolamentos e também induzir correntes que circulam entre bobinas posicionadas em di-
ferentes camadas das ranhuras. O fluxo de dispersão enlaça mais condutores localizados
na parte inferior das ranhuras do que condutores posicionados na parte superior das ra-
nhuras. Consequentemente, tensões maiores são induzidas nos condutores localizados no
fundo das ranhuras. Se bobinas posicionadas no fundo da ranhura são conectadas em pa-
ralelo com bobinas posicionadas no topo da ranhura, correntes parasitas passam a circular
entre as bobinas aumentando as perdas joule. O efeito pelicular ocorre quando o fluxo
de dispersão induz correntes que circulam próximas a superfície dos condutores (LIPO,
2017).

4.4 PERDAS JOULE NO ROTOR

As perdas joule no rotor são geradas pelas correntes que circulam pelos enrolamentos
do rotor. Em máquinas de indução com rotor bobinado, as correntes e a resistência dos
enrolamentos podem ser medidas, possibilitando o cálculo das perdas joule de maneira
direta. Nas máquinas de indução com rotor do tipo gaiola de esquilo, as correntes e re-
sistências das fases do rotor não podem ser medidas. Consequentemente, estas perdas
devem ser discriminadas do total de perdas ou estimadas utilizando modelos matemáti-
cos. A discriminação das perdas pode levar a erros, pois as perdas magnéticas e as perdas
suplementares também são desconhecidas e devem ser estimadas. Quando são utilizados
modelos para estimar as correntes do rotor, os erros nos parâmetros e as simplificações
assumidas no modelo são as principais fontes de erro. Nos modelos tradicionais, utiliza-
dos no estudo das máquinas de indução pentafásicas sob desbalanço, o acoplamento entre
o rotor e o estator ocorre através da componente fundamental e da terceira harmônica da
indução no entreferro. Consequentemente, as correntes no rotor possuem apenas harmô-
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nicas com frequências iguais a s · f , (2 − s) · f , (3s − 2) · f e (4 − 3s) · f , sendo s
o escorregamento relativo e f a frequência das tensões de alimentação. Na realidade, o
acoplamento entre o rotor e o estator ocorre através de infinitas harmônicas da indução ge-
radas pelo estator. Na região de baixo escorregamento, estas harmônicas não contribuem
de forma significativa na geração de torque, mas ainda assim induzem correntes no rotor
que contribuem para o aumento das perdas joule. Na região de alto escorregamento, os
harmônicos da indução contribuem de forma significativa na geração de torque e as cor-
rentes induzidas por estas harmônicas são maiores. Além disso, o efeito pelicular altera
de forma significativa a resistência das barras do rotor na região de alto escorregamento.
Contudo, quando a máquina de indução é acionada por meio de inversores de frequência
ela não opera em geral com altos escorregamentos. Nesta condição o efeito pelicular no
rotor não é considerado.

Para calcular as perdas joule (PJR) no rotor utilizando as componentes de sequência
das correntes que circulam pelo rotor, a expressão (4.7) deve ser utilizada. Esta expressão
possui quatro termos. No primeiro termo, denominado de P r

1 e definido pela equação
(4.8), são utilizadas as componentes de sequência I

r

1,n. Estas componentes são induzidas
no rotor pela componente I1 do estator. Nos termos P r

2 , P r
3 e P r

4 , dados pelas equações
(4.9), (4.10) e (4.11), são utilizadas as componentes I

r

2,n, I
r

3,n e I
r

4,n, induzidas no rotor
pelas componentes I2, I3 e I4, respectivamente.

PJR = P r
1 + P r

2 + P r
3 + P r

4 (4.7)

P r
1 =

∞∑
n=`·m±1

P r
1,n =

∞∑
n=2`·m+9

N ·
∣∣∣Ir′1,n∣∣∣ · R̃r

n +
∞∑

n=2`·m+1

N ·
∣∣∣Ir′′1,n

∣∣∣ · R̃r
n (4.8)

P r
2 =

∞∑
n=`·m±3

P r
2,n =

∞∑
n=2`·m+3

N ·
∣∣∣Ir′2,n∣∣∣ · R̃r

n +
∞∑

n=2`·m+7

N ·
∣∣∣Ir′′2,n

∣∣∣ · R̃r
n (4.9)

P r
3 =

∞∑
n=`·m±3

P r
3,n =

∞∑
n=2`·m+7

N ·
∣∣∣Ir′3,n∣∣∣ · R̃r

n +
∞∑

n=2`·m+3

N ·
∣∣∣Ir′′3,n

∣∣∣ · R̃r
n (4.10)

P r
4 =

∞∑
n=`·m±1

P r
4,n =

∞∑
n=2`·m+1

N ·
∣∣∣Ir′4,n∣∣∣ · R̃r

n +
∞∑

n=2`·m+9

N ·
∣∣∣Ir′′4,n

∣∣∣ · R̃r
n (4.11)

Cada componente de sequência das correntes do estator induz infinitas harmônicas
de corrente no rotor. Quando a máquina opera sem falha, as correntes no estator são
senoidais e balanceadas como as correntes mostradas na Figura 33a. Por outro lado, as
correntes que circulam pelas fases do rotor possuem harmônicas, como mostrado no deta-
lhe da Figura 33b. Quando a máquina opera desbalanceada ou com falha, as correntes no
estator continuam senoidais e a amplitude das harmônicas no rotor aumentam, conforme
ilustrado nas figuras 33c e 33d.

Cada harmônica de ordem n das correntes no rotor é gerada por uma componente de
sequência das correntes do estator. Na Figura 35, a corrente de fase do rotor, mostrada
da Figura 33d, é decomposta em harmônicas. A curva em preto é a corrente resultante
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e as demais curvas são as harmônicas. As harmônicas com frequência f = 0, 498 Hz e
f = 595, 18 Hz são geradas pela componente I1 do estator e a perda gerada por estas
harmônicas são consideradas no termo P r+

1 . As outras harmônicas mostradas na Figura
35 são geradas pelas componentes I2, I3 e I4. Como a máquina possui N fases no rotor,
existemN harmônicas com mesma frequência, uma harmônica para cada corrente de fase.
Na Figura 36 são mostrados 6 conjuntos de fasores, cada conjunto corresponde a uma
determinada frequência. A curva em vermelho na Figura 35 corresponde ao fasor I1 da
Figura 36(a), os outros fasores são referentes as correntes nas outras fases do rotor. Cada
conjunto de harmônicas com mesma frequência possui um conjunto de N componentes
de sequência correspondente. Para as harmônicas com frequência f = 0, 498 Hz, a única
componente de sequência diferente de zero é a componente I

r′′

1,1, já para o conjunto de
harmônicas com frequência f = 595, 18 Hz, a única componente de sequência diferente
de zero é a componente I

r′

1,9 do rotor. Na Tabela 9 são mostradas as relações entre a ordem
n das harmônicas do rotor, a frequência de cada harmônica e a componente de sequência
do estator responsável por induzir no rotor cada uma das harmônicas mostradas na Figura
35. A relação entre as harmônicas e as componentes de sequência das correntes do rotor
e do estator já foram descritas nos Capítulos 2 e 3

Tabela 9 – Relação entre a ordem n das harmônicas da corrente e a componente do estator
responsável pela geração da mesma.
n I1 I2 I3 I4

1 I
r′′

1,1, f=0, 498 Hz - - I
r′

4,1, f=119, 5 Hz

3 - I
r′

2,3, f=238, 5 Hz I
r′′

3,3, f=118, 5 Hz -

7 - I
r′′

2,7, f=356, 4 Hz I
r′

3,7, f=476, 5 Hz -

9 I
r′

1,9, f=595, 5 Hz - - I
r′′

4,9, f=475, 5 Hz

11 I
r′′

1,11, f=594, 5 Hz - - I
r′

4,11, f=714, 5 Hz

4.5 PERDAS MAGNÉTICAS

De acordo com a abordagem clássica, as perdas no ferro podem ser divididas em per-
das por corrente de Foucault e perdas por histerese. As perdas por histerese representam
a energia gasta no contínuo realinhamento dos dipolos magnéticos moleculares do ma-
terial ferromagnético. Já as perdas por corrente de Foucault são perdas joule geradas
pelas correntes induzidas no núcleo da máquina. Para estimar as perdas no ferro são em
geral utilizados modelos simplificados, uma vez que ainda não existem modelos capa-
zes de prever com precisão as perdas magnéticas. Como o fenômeno de histerese não é
completamente compreendido, diversos modelos foram propostos ao longo dos anos por
diferentes autores. Em (KRINGS; SOULARD, 2010) é feito um comparativo entre os
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Figura 35 – (a) Corrente de uma fase do rotor (curva preta) e as 9 primeiras harmônicas
diferentes de zero. (b) Espectro da corrente na barras.

(a)

(b)
Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 36 – Fasores dos harmônicos das correntes de fase do rotor considerando o rotor
com N=24 fases.

(a) (b) (c)

(d) (e) (f)
Fonte: elaborado pelo autor.
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principais modelos utilizados na estimação das perdas no ferro; o diagrama mostrado na
Figura 37 foi retirado deste artigo. Neste diagrama, os modelos de perda são divididos
em 4 grupos. No primeiro grupo estão o modelo para perdas proposto por Steinmetz e
todos os modelos derivados. O modelo proposto por Steinmetz, conhecido como equação
Steinmetz, é dado por (4.12). Esta equação relaciona as perdas no ferro com a frequência
e a amplitude da indução. Os coeficientes Cse, α e β são obtidos através de ajustes de cur-
vas utilizando dados experimentais. A equação de Steinmetz é uma expressão empírica
que foi obtida considerando que a indução varia de forma senoidal, sem harmônicos. Esta
limitação motivou o desenvolvimento de versões modificadas que melhoram a estimativa
das perdas quando a variação da indução não é senoidal. O segundo grupo de modelos
engloba o modelo proposto por Jordan e modelos derivados deste. O modelo proposto
por Jordan, dado pela equação (4.13), separa as perdas no ferro em duas componentes:
perdas por histerese e perdas por correntes parasitas. Algumas variações deste método
separam as perdas por corrente parasita em duas componentes, uma componente para as
perdas geradas pelas correntes parasitas e a outra componente para perdas suplementares.
O terceiro grupo de modelos, referidos no artigo (KRINGS; SOULARD, 2010) como
"Separação das perdas por processo de magnetização", é similar ao modelo proposto por
Jordan. Entretanto, neste modelo, a indução é decomposta em harmônicas e as harmô-
nicas são decompostas em componentes lineares e rotacionais. O quarto e último grupo
de modelos é mais sofisticado que os demais. Neste grupo a curva de histerese é mode-
lada analiticamente e as perdas por histerese são calculadas com base na área delimitada
pela curva de histerese. Estes modelos exigem a determinação de um número maior de
parâmetros.

pFE = CSE · fα · B̂β [W/m3] (4.12)

pFE = physt + peddy = Chyst · f · B̂2 + Ces · f 2 · B̂2 [W/m3] (4.13)

Como não existe um consenso até o momento sobre qual o melhor modelo para es-
timar as perdas magnéticas e não existem estudos a respeito de como as operação sob
falha pode afetar os resultados fornecidos por estes modelos, neste trabalho serão utiliza-
dos métodos clássicos. As perdas fundamentais serão estimadas utilizando o modelo de
Jordan, segundo o qual as perdas são divididas em dois termos: um termo para a histerese
e um termo para as correntes parasitas. As perdas harmônicas serão calculadas utilizando
as expressões para perdas superficiais e perdas por pulsação apresentadas em (BOLDEA;
NASAR, 2010).
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Figura 37 – Modelos para perdas no ferro.

Fonte: Adaptado de (KRINGS; SOULARD, 2010)

4.5.0.1 PERDAS POR HISTERESE

As perdas por histerese são proporcionais ao produto da área da curva de histerese
pelo número de vezes que a área é percorrida em um segundo. A expressão (4.14) fornece
as perdas por unidade de volume devido à histerese, sendo f a frequência, B a indução e
H o campo magnético.

ph = f ·
�

~H · d ~B (4.14)

Embora a expressão (4.14) seja simples, a relação entre a induçãoB e o campo magné-
tico H é complexa e não totalmente compreendida. Por este motivo a expressão empírica
(4.15) é comumente utilizada na determinação das perdas por histerese. Nesta expressão,
Bmax é o valor máximo da indução e as constantes Kh e κ dependem do material e são
obtidas em laboratório através de ensaios.

Ph = Kh ·Bκ
max · f · volume (4.15)

A Figura 38a ilustra o efeito da variação da frequência na curva de histerese e a Figura
38b ilustra o efeito da amplitude da indução no formato da curva. O aumento da frequên-
cia resulta no aumento da área da curva de histerese, conforme mostrado na Figura 38a.
Consequentemente, o aumento das perdas com a frequência não ocorre apenas porque a
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curva é percorrida mais vezes em um mesmo período de tempo, mas também devido ao
aumento da área da curva. Para pequenos valores de indução, praticamente não há satu-
ração, conforme mostrado na Figura 38b, entretanto, o fenômeno de histerese continua
existindo.

Figura 38 – Efeito da frequência e da saturação na curva de histerese.

Fonte: elaborado pelo autor.

Quando existem harmônicos na indução, a curva de histerese passa a ter pequenos
laços de histerese que aumentam as perdas. Como o fenômeno de histerese é bastante
complexo, o aumento das perdas devido aos pequenos laços de histerese são considerados
através de coeficientes empíricos. Neste trabalho estes coeficientes não são utilizados,
pois eles são empíricos e foram criados para corrigir as perdas de máquinas que operam
sem falha.

De acordo com o modelo adotado nesta tese a indução em um dente é calculada com
base no fluxo que atravessa o entreferro no passo de ranhura que contém o dente. O
aumento do fluxo em um dente aumenta a indução e o nível de saturação do material do
dente. Consequentemente, o fator de saturação é alterado e o entreferro equivalente deve
ser recalculado para considerar o efeito da saturação. Entretanto, como o entreferro não
é corrigido, o aumento do fluxo acaba não sendo limitado pelo aumento da saturação.
Foi observado que as induções nos dentes do rotor obtidas com o modelo analítico são
maiores do que as induções obtidas com o método dos elementos finitos. Por este motivo,
no cálculo das perdas por histerese e por correntes de Foucault, a amplitude das induções
nos dentes do rotor são calculadas utilizando a curva de magnetização da máquina e o
valor médio da indução no passo de ranhura que contêm o dente.

O procedimento proposto nesta tese é ilustrado na Figura 39. O primeiro passo para
determinar a indução em um determinado dente do rotor é calcular o valor médio da
indução no passo de ranhura que contém o dente, utilizando a expressão que segue.

Bmed =
1

τdr

� αk+τdr/2+(1−s)wt

αk−τdr/2+(1−s)wt
B′δ(θ) ·

dθ

p
(4.16)
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Na primeira linha da Figura 39 são mostrados os intervalos de integração em dois ins-
tantes de tempo, t1 e t2. Estes intervalos mudam conforme o dente se desloca. O segundo
passo é multiplicar Bmed pelo entreferro equivalente, δc, e dividir pela permeabilidade do
ar, µo, para obter a Fmm. O terceiro e último passo é usar a Fmm e a curva de magneti-
zação para obter o valor da indução no dente. Este terceiro passo é ilustrado na segunda
linha da Figura 39. As duas Fmm calculadas nos instantes de tempo t1 e t2 são utilizadas
na obtenção da indução no dente do rotor. Se este procedimento for utilizado para todos
os instantes de tempo é obtida a indução mostrada no gráfico da linha 3 e coluna 2 da
Figura 39. A curva original é mostrada no gráfico da linha 3 e coluna 1 da mesma Figura.

A parcela das perdas produzida pela histerese será calculada utilizando a expressão
(4.15). O valor máximo da indução nas coroas e nos dentes do estator serão calculados
utilizando o modelo apresentado no Capítulo 3. As perdas nos dentes do rotor serão cal-
culadas com a indução obtida por meio das curvas de magnetização, pois desta forma a
variação da saturação devido a falha, grande nos dentes do rotor, é considerada. Para rea-
lizar a análise das perdas, as induções nas outras partes da máquina não foram corrigidas
utilizando este método, pois não foram observadas diferenças significativas entre a indu-
ção obtida com o modelo analítico e a indução obtida com o MEF. Entretanto, deve-se
destacar que o método foi testado nas outras partes da máquina e não foram observadas
alterações significativas nas indução. Os coeficientes Kh e κ da expressão (4.15) e o
coeficiente Ke da expressão (4.17) foram obtidos simultaneamente por ajuste de curvas,
utilizando o método dos mínimos quadrados e os dados das curvas de perdas das chapas
utilizadas nas máquinas, fornecidas pela WEG. Estas curvas são mostradas no Anexo A.2.

4.5.0.2 PERDAS POR CORRENTE DE FOUCAULT

Correntes de Foucault são induzidas no núcleo da máquina pela variação temporal da
indução. A laminação do núcleo diminui estas correntes, mas não as elimina completa-
mente. A circulação destas correntes gera perdas joule que são classificadas como perdas
no ferro. As perdas por corrente de Foucault são maiores na região dos dentes devido as
componentes de alta frequência da indução. As perdas no ferro geradas pela componente
fundamental da indução podem ser calculadas utilizando a expressão (4.17). Nesta ex-
pressão Ke é uma constante que varia de acordo com o material e a espessura da chapa, f
é a frequência, Vfe é o volume de ferro e Bmax é a amplitude da indução, considerando o
efeito da saturação.

Pe = Ke ·B2
max · f 2 · Vfe (4.17)

As componentes de alta frequência da indução geram perdas consideráveis nos dentes
da máquina. Estas perdas são classificadas como perdas suplementares e são divididas
em dois termos, perdas superficiais e perdas por pulsação. As perdas por pulsação são
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Figura 39 – Passos para corrigir a curva de histerese dos dentes do rotor.

Fonte: elaborado pelo autor.
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geradas pelas harmônicas da indução criadas pelas ranhuras. Já as perdas superficiais são
geradas pelas harmônicas que, devido ao efeito pelicular e à laminação, não penetram no
núcleo, mas induzem correntes na superfície do rotor e do estator. Quando a máquina
opera sob desbalanço (falha) um terceiro grupo de harmônicas de alta frequência surgem
no rotor. Estas harmônicas são geradas pelos campos girantes no entreferro criados pelas
componentes de sequência I2, I3 e I4 das correntes do estator. A componente I4, por
exemplo, gera um campo girante com o mesmo número de polos do campo girante criado
pela componente I1, mas que gira no sentido oposto. Este campo cria harmônicas no
rotor com frequências iguais a (2 − s) · f . As perdas geradas por estas componentes
harmônicas serão calculadas utilizando a expressão (4.17) e serão denominadas perdas de
Foucault harmônicas.

4.6 PERDAS SUPLEMENTARES

Na região do entreferro, a variação da permeabilidade devido às ranhuras do rotor
e do estator e a distribuição das bobinas em ranhuras criam componentes harmônicas
na indução dos dentes. Estas componentes harmônicas possuem frequências elevadas e
induzem correntes que aumentam de forma significativa as perdas no ferro. As perdas
geradas por estes harmônicos são denominadas perdas por pulsação e perdas superficiais.

4.6.0.1 PERDAS POR PULSAÇÃO

Quando o número de dentes no rotor é diferente do número de dentes do estator, a
variação da permeância devido às ranhuras cria uma variação no fluxo que atravessa os
dentes do rotor e do estator. A frequência da componente fundamental desta variação
é (Ns

p
± 1) · f nos dentes do rotor e (Nr

p
± 1) · f nos dentes do estator. Esta pulsação

induz correntes no núcleo e as perdas geradas por estas correntes são denominadas perdas
por pulsação. Quando o número de ranhuras do rotor é igual ao número de ranhuras
do estator, não existe variação no fluxo e as perdas por pulsação são nulas. Entretanto,
utilizar o mesmo número de ranhuras no rotor e no estator não é aconselhável, pois torques
parasitas síncronos são gerados à velocidade zero.

Para ilustrar o efeito da pulsação, na Figura 41 são mostrados resultados de simulações
com elementos finitos de duas máquinas com estatores idênticos e com rotores diferentes.
Os estatores das duas máquinas possuem Ns = 40 ranhuras, já o rotor das duas máquinas
são diferentes. Uma das máquinas possui rotor com Nr = 40 ranhuras enquanto que a
outra máquina possui rotor com Nr = 48 ranhuras. Na Figura 41a é mostrada a indução
em um dente do estator da máquina com Ns = Nr = 40 e na Figura 41b é mostrada
a indução em um dente do rotor. Nas curvas em vermelho as ranhuras do estator foram
mantidas abertas e nas curvas em verde elas foram fechadas, a fim de ilustrar o efeito da
abertura das ranhuras. Em nenhum dos casos a indução apresentou pulsação nos dentes.
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Nas figuras 41c e 41d são mostradas a indução em um dente do estator e em um dente
do rotor da máquina com Ns < Nr. Nas curvas em preto, as ranhuras do estator foram
fechadas resultando na eliminação da pulsação, já nas curvas em azul as ranhuras do
estator foram mantidas abertas e pode ser visto uma componente pulsante na indução. Os
mapas de campo das duas máquinas em um instante de tempo são mostrados na Figura
41. Os mapas de campo da máquina com Nr = Ns são mostrados nas figuras 42(a) e
42(b). O mapa de campo da Figura 42(a) foi obtido com as ranhuras do estator abertas,
já o mapa de campo da Figura 42(b) foi obtido com as ranhuras fechadas. Os mapas de
campo da máquina com Ns < Nr são mostrados nas figuras 42(c) e 42(d). A Figura
42(c) mostra o mapa de campo obtido quando as ranhuras estão abertas e a Figura 42(d)
mostra o mapa quando as ranhuras são fechadas. Nos mapas de campo mostrados, o rotor
e o estator da máquina estão desalinhados, pois o software FEMM permite que diferentes
posições do rotor sejam simulados sem a necessidade de redesenhar a máquina. Isto é
possível pois o software possui uma condição de contorno especial que permite deslocar
o rotor em relação ao estator (Sliding Band).

É a pequena pulsação da indução, mostrada na Figura 41, que induz as correntes res-
ponsáveis pelas perdas por pulsação. Segundo (BOLDEA; NASAR, 2010), para calcular
estas perdas, a expressão (4.17) deve ser aplicada a cada harmônica da indução gerada pela
variação da permeância. Deste modo, Bmax passa a ser a amplitude máxima da harmô-
nica de ordem n e f a frequência da harmônica. Reescrevendo (4.17) com a nomenclatura
utilizada no modelo do Capítulo 3 é obtida a expressão (4.18).

Ppul =
∞∑
n=1

Ke · (Bran
n )2 · f 2

ns (4.18)

As harmônicas Bran
n são geradas pela variação da permeância. No modelo apresen-

tado no Capítulo 3, a indução no entreferro, B′δ, é dividida em 5 componentes: Bδ(θ, t),
Bδs(θ, t)· Λs(θ)Λo

,Bδs(θ, t)· Λr(θ)Λo
,Bδr(θ, t)· Λs(θ)Λo

eBδr(θ, t)· Λr(θ)Λo
, conforme (3.48). A com-

ponente Bδ(θ, t) descreve a indução produzida pelos enrolamentos do estator e do rotor,
enquanto Bδs(θ, t) · Λs(θ)

Λo
, Bδs(θ, t) · Λr(θ)

Λo
, Bδr(θ, t) · Λs(θ)

Λo
e Bδr(θ, t) · Λr(θ)

Λo
fornecem a in-

dução produzida pela variação da permeância. A indução nos dentes é obtida dividindo o
fluxo que atravessa o passo de ranhura que contém o dente pela seção do dente, conforme
(4.19). Consequentemente, a indução nos dentes também é dividida em 5 componentes e
as harmônicas utilizadas em (4.18) são referentes as parcela da indução do dente obtida
das componentes Bδs(θ, t) · Λs(θ)

Λo
, Bδs(θ, t) · Λr(θ)

Λo
, Bδr(θ, t) · Λs(θ)

Λo
e Bδr(θ, t) · Λr(θ)

Λo
.
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B′δ(θ, t) =Bδ(θ, t) +Bδs(θ, t) ·
Λs(θ)

Λo

+Bδs(θ, t) ·
Λr(θ)

Λo

+

Bδr(θ, t) ·
Λs(θ)

Λo

+Bδr(θ, t) ·
Λr(θ)

Λo

(3.48)

B′dente =
1

Sds

� τd/2

−τd/2
[B′δ(θ, t)] ·R · `p ·

dθ

p
(4.19)

Quando uma máquina pentafásica com Nr 6= Ns opera com falha, a pulsação da
indução é alterada, pois surgem componentes de indução no entreferro que deformam
a distribuição da indução (PEREIRA et al., 2015)(PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER,
2016). A Figura 40 ilustra os efeitos da operação sob falha na distribuição da indução
nos dentes do estator e do rotor. São mostradas as induções em um dente do estator e
em um dente do rotor quando a máquina opera sem falha, com falha e sem controle e
com falha e com controle. Esta Figura mostra que a indução no dente do rotor é alterada
quando a máquina opera sob falha, mas não mostra uma variação significativa na indução
do dente do estator. Na seção 4.7.1.2 são apresentados resultados analíticos que mostram
que as induções em cada dente do estator são diferentes durante a operação sob falha.
Desta forma, a pequena variação na indução do dente mostrado na Figura 40 não ilustra
a forma como a indução varia nos outros dentes do estator. Como não existem modelos
específicos para a estimativa de perdas quando a máquina opera sob desbalanço, as perdas
serão calculadas a partir de expressões adaptadas das equações clássicas, onde a indução
que será considerada é a indução estimada com os modelos do Capítulo 3.

Figura 40 – Indução nos dentes do estator e do rotor da máquina com Ns < Nr sem falha
e com falha.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 41 – (a) Indução em um dente do estator da máquina com Ns=Nr. (b) Indução
em um dente do rotor da máquina com Ns=Nr. (c) Indução em um dente do estator da
máquina com Ns<Nr. (b) Indução em um dente do rotor da máquina com Ns<Nr.

Fonte: elaborado pelo autor.

4.6.0.2 PERDAS SUPERFICIAIS

As harmônicas da indução do entreferro induzem correntes que circulam pelas super-
fícies interna do estator e externa do rotor sem penetrar no núcleo. As perdas produzidas
por estas correntes são denominadas perdas superficiais.

Para diminuir correntes induzidas no ferro, o núcleo da máquina é laminado. Ideal-
mente, a pequena espessura das chapas e o isolamento elétrico entre as chapas impedem
que correntes fluam na direção axial, limitando os laços de corrente ao plano radial e tan-
gencial. Para ilustrar a restrição criada pela laminação, na Figura 43 é mostrada a chapa
do rotor de uma máquina de indução e no detalhe é mostrada uma porção da chapa e
a direção onde as correntes podem circular. Quando a indução no entreferro incide nas
chapas, as harmônicas de alta frequência são impedidas de penetrar no núcleo devido
ao efeito pelicular. Consequentemente, não são induzidas correntes nos enrolamentos,
porém, correntes são induzidas na superfície das chapas do rotor e do estator. Em (BOL-
DEA; NASAR, 2010) são derivadas expressões analíticas que permitem calcular as perdas
superficiais, os principais passos são descritos no que segue.

Utilizando as equações de Maxwell e considerando que o campo magnético na direção
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Figura 42 – Mapa de campo da indução em duas máquinas com estatores iguais e rotores
diferentes.

(a) Ranhuras abertas (Ns=Nr). (b) Ranhuras fechadas (Ns=Nr).

(c) Ranhuras abertas (Ns < Nr). (d) Ranhuras fechadas (Ns < Nr).
Fonte: elaborado pelo autor.
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axial é zero, são obtidas as seguintes expressões.

O · ~Bδ = 0 (4.20)

O× ~Bδ = ~J (4.21)
~Bδ = ~Bδx

~i+ ~Bδy
~j + 0~k (4.22)

Combinando as expressões (4.20)-(4.22) são obtidas as duas expressões que seguem.

∂2 ~Bδx

∂x2
+
∂2 ~Bδx

∂y2
= 0 (4.23)

∂2 ~Bδy

∂x2
+
∂2 ~Bδy

∂y2
= 0 (4.24)

Estas equações estabelecem relações entre as componente x e y da indução. Resol-
vendo estas expressões é possível calcular as componentes x e y da densidade de corrente
induzida na chapa utilizando a Lei de Faraday dada pela equação (4.25). Conhecendo as
densidades de corrente, a espessura da chapa, dFE , e a condutividade elétrica da chapa,
σFE , as perdas joule podem ser obtidas resolvendo a integral (4.26).

O× ~E = O×
~J

σ
= −∂

~Bδ

∂t
(4.25)

Psup =

� dFE/2

−dFE/2

� R

0

� 2πR

0

( ~J2
x + ~J2

y )

σ
dxdydz (4.26)

O resultado da integral para ~Bδ senoidal pode ser encontrado em (BOLDEA; NASAR,
2010). A equação (4.27) é o mesmo resultado apresentado em (BOLDEA; NASAR,
2010), porém utilizando a nomenclatura apresentada no Capítulo 3.

Psup =
σFE
24
· (B̂δn)2 · (Wn)2 · d2

FE ·
R

Un
· 2 · π ·R · `p (4.27)

A equação (4.27) mostra que as perdas produzida por uma harmônica são proporcio-
nais ao quadrado do produto B̂δn · Wn e inversamente proporcionais ao comprimento de
onda Un.

Segundo (BOLDEA; NASAR, 2010), as perdas superficiais em máquinas de pequeno
porte são negligenciáveis. Entretanto, durante a operação sob falha, o número de harmô-
nicas no entreferro aumenta de forma considerável e este aumento no conteúdo harmônico
pode resultar no aumento das perdas superficiais.

4.7 PERDAS DURANTE A OPERAÇÃO SOB DESBALANÇO

Nesta seção são apresentados os resultados de simulações que mostram o comporta-
mento das perdas magnéticas para várias estratégias de controle e para várias caracterís-
ticas construtivas da máquina.
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Figura 43 – Componentes da densidade de corrente responsável pelas perdas superficiais.
A porção em vermelho da chapa indica a região por onde estas correntes circulam.

Fonte: elaborado pelo autor.

Conforme já demonstrado, quando a máquina de indução opera sob desbalanço (fa-
lha), a distribuição da indução no interior da máquina é alterada. Diversas componentes
de alta frequência surgem nos dentes do rotor e do estator e também nas coroas. No es-
tator, cada dente passa a ter uma distribuição da indução diferente e no rotor a indução
varia de dente para dente, mas o conteúdo harmônico da indução em todos os dentes é o
mesmo. Conforme mostrado no Capítulo 3, cada componente de sequência das correntes
do estator produz um conjunto de harmônicas no entreferro da máquina. Durante a opera-
ção sem falha, a única componente de sequência das correntes do estator que é diferente
de zero é a componente I1, por outro lado, durante a operação sob falha, pelo menos duas
componentes de sequência são diferentes de zero. O aumento do número de componentes
de sequência diferentes de zero resulta no aumento do conteúdo harmônico da indução do
entreferro e estes harmônicos aumentam o conteúdo harmônico das correntes no rotor.

A amplitude e o conteúdo harmônico produzido por cada componente de sequência
depende do ponto de operação, da estratégia de controle e das características construtivas
da máquina. O número de barras do rotor, número de ranhuras do estator e as carac-
terísticas dos enrolamentos do estator determinam os harmônicos produzidos por cada
componente de sequência das correntes.

Para analisar o impacto das características construtivas da máquina nas perdas, foram
utilizadas duas máquinas de indução com características construtivas distintas. A primeira
máquina possui enrolamento simples de camada única sem encurtamento de passo e a
segunda máquina possuí enrolamento de dupla camada com encurtamento de passo. As
principais características das duas máquinas estão listadas na Tabela 10.
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Tabela 10 – Características das máquinas analisadas.

Máquina 1 Máquina 2

Potência nominal [kW] 4,5 5,5
Torque nominal [Nm] 24 30

Velocidade nominal (rpm) 1755 1757
Tensão nominal [V] 110 220

Corrente nominal [A] 10,74 7,56
Corrente a vazio [A] 4,64 5,32

Frequência nominal (Hz) 60 60

Número de polos 4 4
Número de ranhuras no estator (Ns) 40 60

Número de barras no rotor (Nr) 48 44
Número de camadas do enrolamento (Nc) 1 2

Encurtamento de passo em número de ranhuras 0 3
Espiras por bobina (Wbs) 37 11

4.7.1 CONDIÇÕES DE OPERAÇÃO

Durante a operação com falha, se a carga permanecer inalterada, as correntes nas
fases do estator aumentam. Para evitar que a corrente nas fases ultrapassem os valores
nominais, nos ensaios e simulações, as máquinas operam com um terço da carga nominal.

A análise das perdas foi realizada considerado que as máquinas operam com veloci-
dade constante e que as correntes do estator, impostas pelo controle, possuem apenas as
componentes fundamentais. Entretanto, como o inversor utilizado nos ensaios opera com
frequência de chaveamento de 22 kHz, espera-se que estas perdas sejam reduzidas, uma
vez que as perdas por chaveamento diminuem com a frequência (BOLDEA; NASAR,
2010).

No total, cada máquina foi analisada em 5 modos de operação: operação sem falha
(SF); operação com uma fase aberta e sem controle (CF); operação com uma fase aberta e
com controle que reduz a pulsação no torque enquanto minimiza as perdas joule no estator
(MPJ); operação com uma fase aberta e controle que reduz o torque pulsante enquanto
mantém as correntes de fase do estator com mesma amplitude (CI); e operação com uma
fase aberta e controle que minimiza a pulsação no torque (MTP).

Os resultados obtidos com os modelos analíticos são apresentados nas Tabelas 11 e
12. Na Tabela 11 são mostrados os valores de perdas da máquina de 4, 5 kW e na Tabela
12 os valores de perdas da máquina de 5, 5 kW .
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Tabela 11 – Perdas produzidas pela máquina de 4, 5 kW

Operação SF CF CI MTP MPJ
Pe

rd
as

no
es

ta
to

r

joule

fase 1 [W] 13,7 0,0 0,0 0,0 0,0
fase 2 [W] 13,7 28,4 26,2 19,0 29,6
fase 3 [W] 13,7 15,0 26,2 49,7 21,9
fase 4 [W] 13,7 16,4 26,2 49,7 21,9
fase 5 [W] 13,7 28,0 26,2 19,0 29,6
total [W] 68,7 87,8 105,0 137,4 103,1
total [%] 100 128 153 200 150

magnéticas
nos dentes

histerese [W] 11,9 11,6 12,1 12,3 12,1
Foucault [W] 5,5 5,3 5,6 5,7 5,6

superficial [W] 3,0 3,5 3,5 3,9 3,4
pulsação [W] 0,4 1,2 1,0 1,8 0,9

total [W] 20,8 21,6 22,1 23,6 21,9
total [%] 100 104 106 113 105

magnéticas
na coroa

histerese [W] 29,2 28,2 29,73 30,09 29,64
Foucault [W] 13,49 13,09 13,74 13,90 13,69

total [W] 42,69 41,29 43,47 43,99 43,33
total [%] 100 97 102 103 101

Pe
rd

as
no

ro
to

r

joule

fase [W] 0,6 0,9 1,0 1,4 1,0
total [W] 15,0 22,1 24,7 33,4 24,2
total [%] 100 147 165 222 161

magnéticas
nos dentes

histerese [W] 13,2 13,9 14,7 14,7 14,7
Foucault [W] 6,1 6,4 6,8 6,8 6,8

Foucault harm [W] 0,5 0,9 1,3 2,1 1,3
superficial [W] 3,4 4,0 3,9 4,5 3,9
pulsação [W] 14,5 14,2 15,1 15,8 15,1

total [W] 37,7 39,3 41,9 43,8 41,7
total [%] 100 104 111 116 111

magnéticas
na coroa

histerese [W] 0,07 0,07 0,07 0,07 0,07
foucault [W] 0,0 0,0 0,0 0,0 0,0

total [W] 0,1 0,1 0,1 0,1 0,1
total [%] 100 100 100 100 100

mecânicas total [W] 181,34 181,3 181,3 181,3 181,3

Pe
rd

as
to

ta
is

joule [W] 83,7 109,9 129,7 170,8 127,3
joule [%] 100 131 155 204 152

magnéticas [W] 101,3 102,2 107,5 111,4 107,0
magnéticas [%] 100 101 106 110 106

totais [W] 185 212 237 282 234
totais [%] 100 115 128 153 127
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Tabela 12 – Perdas produzidas pela máquina de 5, 5 kW

Operação SF CF CI MTP MPJ
Pe

rd
as

no
es

ta
to

r

joule

fase 1 [W] 35,3 0,0 0,0 0,0 0,0
fase 2 [W] 35,3 67,8 67,3 48,7 75,9
fase 3 [W] 35,3 44,2 67,3 127,5 56,2
fase 4 [W] 35,3 41,2 67,3 127,5 56,2
fase 5 [W] 35,3 76,7 67,3 48,7 75,9
total [W] 176,3 229,9 269,2 352,5 264,4
total [%] 100 130 153 200 150

magnéticas
nos dentes

histerese [W] 16,8 16,2 16,9 16,9 16,9
Foucault [W] 7,7 7,5 7,8 7,8 7,8

superficial [W] 0,6 0,7 0,7 0,7 0,7
pulsação [W] 1,2 1,4 1,3 1,3 1,3

total [W] 26,3 25,9 26,6 26,8 26,6
total [%] 100 98 101 102 101

magnéticas
na coroa

histerese [W] 31,59 30,52 31,63 31,66 31,63
Foucault [W] 16,56 14,06 14,57 14,59 14,57

total [W] 48,15 44,58 46,2 46,25 46,2
total [%] 100 93 96 96 96

Pe
rd

as
no

ro
to

r

joule

fase [W] 0,8 1,3 1,2 1,6 1,2
total [W] 17,5 28,2 27,4 36,3 26,9
total [%] 100 161 157 208 154

magnéticas
nos dentes

histerese [W] 12,1 12,1 12,6 13,0 12,6
Foucault [W] 5,6 5,6 5,8 6,0 5,8

Foucault harm [W] 0,1 0,3 0,4 0,7 0,4
superficial [W] 0,7 0,8 0,8 0,9 0,8
pulsação [W] 3,7 3,6 3,7 3,8 3,7

total [W] 22,2 22,4 23,3 24,3 23,3
total [%] 100 101 105 109 105

magnéticas
na coroa

histerese [W] 0,13 0,13 0,13 0,13 0,13
Foucault [W] 0 0 0 0 0

total [W] 0,13 0,13 0,13 0,13 0,13
total [%] 100 100 100 100 100

mecânicas total [W] 181,34 181,34 181,3 181,34 181,34

Pe
rd

as
to

ta
is

joule [W] 193,7 258,1 296,6 388,8 291,2
joule [%] 100 133 153 201 150

magnética [W] 96,8 92,9 96,2 97,5 96,2
magnética [%] 100 96 99 101 99

total [W] 472 532 574 668 569
total [%] 100 113 122 141 121
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4.7.1.1 PERDAS JOULE

Os resultados apresentados nas Tabelas 11 e 12 mostram que durante a operação com
falha e com controle as perdas aumentam. A variação percentual das perdas joule no
estator são iguais nas duas máquinas. Isso ocorre pois as estratégias de controle mantêm
a componente I1 inalterada e as demais componentes são calculadas com base nela, sem
utilizar nenhum parâmetro da máquina. Consequentemente, o aumento das perdas joule
no estator não depende das características da máquina. A estratégia de controle MTP, por
exemplo, faz com que a máquina produza o dobro de perdas joule no estator, pois ela
força I2 = −I1 e I3 = I4 = 0. Como I1 é mantido inalterado pela estratégia de controle,
o aumento nas perdas é produzido por I2. Substituindo I1, I2, I3 e I4 em (4.6) resulta na
expressão que segue.

PJS =5 · R̃s ·
(
|I1|2 + |I2|2 + |I3|2 + |I4|2

)
(4.28)

=5 · R̃s ·
(
|I1|2 + | − I1|2 + |0|2 + |0|2

)
(4.29)

=2 ·
(

5 · R̃s · |I1|2
)

(4.30)

A estratégia de controle que minimiza as perdas joule no estator força I4 = 0 e I2 = I3 =

−I1/2, resultando num aumento de 50% nas perdas joule, conforme segue.

PJS =5 · R̃s ·
(
|I1|2 + |I2|2 + |I3|2 + |I4|2

)
(4.31)

=5 · R̃s ·

(
|I1|2 +

∣∣∣∣−I1

2

∣∣∣∣2 +

∣∣∣∣−I1

2

∣∣∣∣2 + |0|2
)

(4.32)

=1, 5 ·
(

5 · R̃s · |I1|2
)

(4.33)

A estratégia de controle que mantém as correntes de fase do estator com mesma amplitude
força |I2| = 0.618 · |I1| e |I3| = −0.382 · |I1|, resultando num aumento de 53% nas perdas
joule, conforme segue.

PJS =5 · R̃s ·
(
|I1|2 + |I2|2 + |I3|2 + |I4|2

)
(4.34)

=5 · R̃s ·
(
|I1|2 + 0, 618 · |I1|2 + 0, 382 · |I1|2

)
(4.35)

=1, 528 ·
(

5 · R̃s · |I1|2
)

(4.36)

Por outro lado, a variação das perdas joule no rotor dependem das características
construtivas da máquina. As harmônicas da indução no entreferro produzidas pelos enro-
lamentos do estator da máquina de 4, 5 kW são maiores do que as harmônicas produzidas
pela máquina de 5, 5 kW . Consequentemente, as indutâncias mútuas L̂rsn e as correntes
induzidas no rotor tendem a ser maiores. As relações entre as correntes do rotor e do
estator, (4.37)-(4.40), mostram que as correntes do rotor são proporcionais às indutâncias
mútuas e inversamente proporcionais a resistência R̃r

y e à indutância L̃ry. Se o rotor e
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o entreferro equivalente das duas máquinas fossem exatamente iguais, os denominado-
res das expressões (4.37)-(4.40) seriam os mesmos nas duas máquinas e a variação nas
perdas joule do rotor dependeriam apenas de L̂rsn . Consequentemente, a máquina com
estator que produz a distribuição da indução no entreferro com menor conteúdo harmô-
nico seria a máquina com menos perdas joule no rotor, pois as indutâncias mútuas L̂rsn
para os harmônicos n > 1 seriam menores. Como o rotor das máquinas são distintos as
diferenças no número, no formato, no material e na inclinação das barras resulta em R̃r

y e
L̃ry diferentes. A influência das características construtivas da máquina na distribuição da
indução no entreferro durante a operação sob falha foi analisada e discutida no artigo In-

fluence of Design Parameters on the Airgap Induction of Five-Phase Induction Machines

Operating with one Phase Opened que está em fase final de publicação.

I
r+

1,n =
−jωL̂rsn · m2[
R̃ry

s+1,n
+ jωL̃ry

] · I1 (4.37)

I
r+

2,n =
−jωL̂rsn · m2[
R̃ry

s+2,n
+ jωL̃ry

] · I2 (4.38)

I
r−
2,n =

−jωL̂rsn · m2[
R̃ry

s−2,n
+ jωL̃ry

] · I3 (4.39)

I
r−
1,n =

−jωL̂rsn · m2[
R̃ry

s−1,n
+ jωL̃ry

] · I4 (4.40)

Pode-se concluir que a variação das perdas joule no estator, durante a operação sob
falha, dependem apenas da estratégia de controle utilizada, enquanto que as perdas joule
no rotor dependem da estratégia de controle e das características da máquina. A máquina
de 5, 5 kW , com enrolamento de dupla camada e encurtamento de passo parece ser mais
adequada para a operação sob falha, pois este tipo de enrolamento produz no entreferro
uma indução com menor conteúdo harmônico, que induz no rotor correntes com menos
harmônicas e harmônicas com menores amplitudes. A variação nas perdas joule no rotor
da máquina de 4, 5 kW foram maiores que 10 % em todas as estratégias de controle avali-
adas, enquanto que na máquina de 5, 5 kW nenhuma estratégia de controle apresentou um
aumento maior que 9% nas perdas joule. Nas duas máquinas, a estratégia MTP foi a que
apresentou maiores perdas joule no rotor e no estator. Portanto, considerando apenas as
perdas joule, pode-se concluir que a estratégia MTP é a menos adequada para a operação
sob falha. A diferença nas perdas joule produzidas pelas estratégias de controle MPJ e CI
foram muito pequenas para justificar o uso de uma em detrimento da outra.
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4.7.1.2 PERDAS MAGNÉTICAS

Os resultados apresentados nas Tabelas 11 e 12 mostram que as perdas magnéticas
variam durante a operação sob falha. O aumento nas perdas magnéticas segue a mesma
tendência das perdas joule, pois as estratégias de controle que geram as maiores perdas
joule também geram as maiores perdas magnéticas. A máquina de 5, 5 kW apresenta um
aumento menor nas perdas magnéticas, quando opera com falha e com controle, do que
a máquina de 4, 5 kW . Isso ocorre pois a indução produzida pelo estator da máquina de
5, 5 kW produz menos harmônicas e harmônicas com amplitudes menores. As perdas nos
dentes são mais afetadas pela falha do que as perdas nas coroas, pois as componentes de
alta frequência da indução não penetram no núcleo.

A máquina de 5, 5 kW operando com falha e sem controle apresenta uma redução nas
perdas magnéticas, pois a componente fundamental da indução no entreferro diminui, re-
duzindo as perdas fundamentais devido à histerese e às correntes de Foucault. A redução
na componente fundamental da indução ocorre devido ao fato de que durante a operação
sob falha apenas 4 fases são alimentadas e, consequentemente, a componente V 1 dimi-
nui e, se o escorregamento permanecer o mesmo, I1 e o torque também diminuem. A
máquina de 4, 5 kW não apresenta uma diminuição no total de perdas magnéticas, pois
a diminuição nas perdas fundamentais é menor do que o aumento das perdas harmônicas
magnéticas.

Os dados apresentados nas Tabelas 11 e 12 não mostram de forma explicita, mas a dis-
tribuição da indução e das perdas magnéticas são alteradas durante a operação sob falha.
Na Figura 44 são mostradas as induções nos dentes da máquina de 4,5 kW operando com
e sem falha, já na Figura 47 são mostradas as induções nos dentes da máquina de 5, 5 kW .
Durante a operação sem falha, as amplitudes das induções nos dentes ímpares do estator
da máquina de 4, 5 kW são menores do que as amplitudes das induções nos dentes pa-
res. Isso ocorre pois as ranhuras adjacentes aos dentes ímpares possuem bobinas de uma
mesma fase, enquanto que as ranhuras adjacentes aos dentes pares possuem bobinas de
fases diferentes, conforme mostrado na Figura 44(c). Consequentemente, o fluxo criado
por bobinas adjacentes de uma mesma fase tendem a anular o fluxo no dente localizado
entre elas. O mesmo ocorre na máquina de 5, 5 kW , mas como o estator desta máquina
é diferente, as variações nas amplitudes das induções nos dentes também são diferentes.
A Figura 47(a) mostra um padrão decrescente na amplitude da indução nos dentes 3, 4 e
5. Este padrão se repete nos outros dentes do estator e está relacionado com o número de
camadas e com o encurtamento de passo do enrolamento. Nas figuras 45 e 48 são mos-
trados os gráficos das perdas magnéticas nos dentes do estator das máquinas de 4, 5 kW

e 5, 5 kW , respectivamente. Os gráficos da primeira linha mostram as perdas durante a
operação sem falha. Eles deixam claro que a variação na amplitude da indução resulta
numa pequena variação nas perdas geradas pela histerese e pelas correntes de Foucault.

Quando as máquinas operam sob falha, as amplitudes das induções de alguns dentes
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aumentam enquanto que em outros elas diminuem. A estratégia de controle e a posi-
ção relativa entre o dente e a fase desconectada determinam a amplitude da indução no
dente. A alteração na distribuição da indução é maior na máquina de 4, 5 kW do que na
máquina de 5, 5 kW ; consequentemente, a variação nas perdas magnéticas também são
maiores na máquina de 4, 5 kW . Das três estratégias de controle utilizadas, a estratégia
que minimiza a pulsação no torque é a que mais altera a distribuição da indução. As três
estratégias de controle mantém a componente I1 inalterada e a componente I4 igual a
zero durante a falha. A diferença entre as três estratégias de controle está basicamente
no valor de referência das componentes I2 e I3. A indução no entreferro é composta por
infinitas componentes harmônicas, mas a componente fundamental e a terceira harmônica
são as componentes com maior amplitude quando a máquina opera com falha e na região
de baixo escorregamento. A componente fundamental é produzida por I1 e I4 e a terceira
harmônica é produzida por I2 e I3. A componente I4 é mantida igual a zero para que o
campo girante produzido pela componente fundamental tenha amplitude constante e pro-
duza um torque livre de pulsação. Por outro lado, o terceiro harmônico da indução produz
muito pouco torque. Desta forma, mantendo constante a onda de indução produzida por
esta harmônica não diminui de forma considerável a pulsação no torque.

As estratégias de controle CI e MPJ, tiram proveito do pouco torque gerado pela
terceira harmônica da indução e ao invés de eliminar o torque pulsante gerado pela terceira
harmônica elas ajustam as componentes I2 e I3 de forma a manter as correntes do estator
com mesma amplitude, no caso da estratégia CI, ou minimizar as perdas joule no estator,
no caso da estratégia MPJ. Por outro lado, o controle que minimiza o torque mantém
I3 = I4 = 0 para eliminar a pulsação gerada pela componente fundamental e pela terceira
harmônica da indução. Entretanto, devido às restrições impostas pela falha, I2 se torna
igual a −I1, isso faz com que a amplitude do terceiro harmônico da indução seja maior
do que quando são utilizadas as outras duas estratégias de controle. Como resultado, a
estratégia de controle MTP cria a maior variação na amplitude da indução e nas perdas
magnéticas.

Os resultados mostram que a máquina de 4, 5 kW apresenta um aumento de até 13%

nas perdas magnéticas dos dentes do estator. Em alguns dentes o aumento nas perdas mag-
néticas é de 44 %. Por outro lado, as perdas magnéticas totais nos dentes do estator da
máquina de 5, 5 kW praticamente não variam durante a operação com falha. Entretanto,
o aumento nas perdas de alguns dentes chegaram a 26 % e estes aumentos localizados po-
dem contribuir para criar pontos quentes dentro da máquina e assim reduzir a capacidade
de carga. Nas duas máquinas, as perdas por histerese e por correntes parasitas, produzidas
pela componente fundamental da indução, são responsáveis pela maior parte das perdas.
As perdas superficiais e as perdas devido à pulsação são pequenas, pois as ranhuras do
rotor, nas duas máquinas, são fechadas.

No rotor, a indução em cada dente possui o mesmo conteúdo harmônico, consequen-
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temente, as perdas magnéticas dos dentes são praticamente iguais. Na Figura 44(b) são
mostradas as curvas de indução de dois dentes do rotor da máquina de 4, 5 kW e na Fi-
gura 47(b) são mostradas as curvas de indução de dois dentes da máquina de 5, 5 kW .
As curvas em preto foram obtidas utilizando as curvas de magnetização das máquinas e
o valor médio da indução no passo de ranhura que contém o dente. As perdas produzidas
por cada dente do rotor da máquina de 4, 5 kW são mostradas nos gráficos da Figura 46 e
as perdas da máquina de 5, 5 kW são mostrados nos gráficos da Figura 49.

As perdas magnéticas nos dentes do rotor da máquina de 4, 5 kW têm um aumento
de até 16% quando a máquina opera com falha e com controle, já na máquina de 5, 5 kW

o aumento é de até 9%. As perdas por pulsação e as perdas superficiais são maiores no
rotor pois as ranhuras do estator são abertas. A variação das perdas superficiais chegam
a 30% na máquina de 4, 5 kW e a 21% na máquina de 5, 5 kW . Já a variação das perdas
por pulsação chegam a 9% na máquina de 4, 5 kW , mas não passam de 2% na máquina de
5, 5 kW . Na máquina de 4, 5 kW as aberturas das ranhuras são de 2, 8 mm e na máquina
de 5, 5 kW as aberturas são de 1, 8 mm. As amplitudes das harmônicas criadas pela
variação da permeância são proporcionais à dimensão das aberturas das ranhuras. Como a
máquina de 4, 5 kW tem aberturas maiores, as perdas por pulsação e superficiais também
são maiores nesta máquina. Durante a operação sob falha e com controle, as perdas por
histerese e por corrente de Foucault nos dentes do rotor da máquina de 4, 5 kW aumentam
cerca de 11% e na máquina de 5, 5 kW este aumento varia entre 4% e 7%, dependendo da
estratégia de controle. As perdas por corrente de Foucault produzidas pelas harmônicas
da indução são menores na máquina de 5, 5 kW do que na máquina de 4, 5 kW . Estas são
as perdas que mais variam durante a operação sob falha e com controle, mas representam
a menor parcela das perdas magnéticas. No pior cenário, quando a máquina de 4, 5 kW

opera com o controle MTP, estas perdas chegam a representar 4,8% do total de perdas
magnéticas.

As perdas magnéticas na coroa do rotor são baixas, pois a componente fundamental
da indução tem frequência igual a s · f e as componentes de alta frequência da indu-
ção praticamente não penetram o núcleo, ficando restrita as extremidades dos dentes.
Consequentemente, a histerese é responsável por praticamente toda a perda magnética
produzida na coroa do rotor. Por outro lado, na coroa do estator a componente funda-
mental da indução tem mesma frequência f da componente fundamental da tensão de
alimentação. Consequentemente, as perdas por histerese e por corrente de Foucault são
comparativamente mais elevadas. Entretanto, os resultados mostram que durante a ope-
ração sob falha, a variação nas perdas magnéticas produzida nas coroas do estator e do
rotor são insignificantes.
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Figura 44 – Indução nos dentes do estator e do rotor e o estator planificado da máquina
de 4, 5 kW .

(a) Indução nos dentes do estator.

(b) Indução nos dentes do rotor.

(c) Posição relativa entre os dentes e as bobinas de fase
Fonte: elaborado pelo autor.



143

Figura 45 – Perdas magnéticas nos dentes do estator da máquina de 4,5 kW.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 46 – Perdas magnéticas nos dentes do rotor da máquina de 4,5 kW.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 47 – Indução nos dentes do estator e do rotor e o estator planificado da máquina
de 5, 5 kW .

(a) Indução nos dentes do estator da máquina de 5, 5 kW .

(b) Indução nos dentes do rotor da máquina de 5, 5 kW .

(c) Posição relativa entre os dentes e as bobinas de fase
Fonte: elaborado pelo autor.



146

Figura 48 – Perdas magnéticas nos dentes do estator da máquina de 5,5 kW.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 49 – Perdas magnéticas nos dentes do rotor da máquina de 5,5 kW.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 50 – Regiões definidas no software para obter as perdas de cada região da máquina.

Fonte: elaborado pelo autor.

4.7.2 RESULTADOS ANALÍTICOS VERSUS RESULTADOS OBTIDOS COM
ELEMENTOS FINITOS

Para melhor avaliar e validar os resultados obtidos com os modelos analíticos, foram
realizadas análises com o Método de Elementos Finitos utilizando o software Maxwell.
As perdas magnéticas obtidas com o software e as perdas calculadas com o modelo ana-
lítico são mostradas na Tabela 13.

Para realizar as simulações com a máquina operando com controle vetorial, as cor-
rentes do estator e a velocidade no eixo da máquina foram impostos enquanto que as
correntes de fase do rotor foram calculadas pelo software de elementos finitos. Para obter
as perdas magnéticas de cada região, o modelo da máquina foi dividido conforme mos-
trado na Figura 50. Os dados de perdas das chapas, apresentados no anexo A.1, foram
utilizadas pelo software Maxwell na determinação dos coeficientes dos modelos de perdas
magnéticas.

De modo geral, os resultados obtidos com os modelos analíticos são próximos aos re-
sultados obtidos com o método dos elementos finitos (MEF). Parte das discrepâncias entre
os resultados é devido às simplificações adotadas no modelo analítico. A região de transi-
ção entre os dentes e a coroa, por exemplo, é ignorada no modelo analítico. Nesta região
a indução varia nas direções radiais e tangenciais, tornando difícil estimar a indução nesta
região tendo como base a indução no entreferro. Outro fator que contribui para as dife-
renças nos resultados são os modelos utilizados para o cálculo das perdas. Os modelos
utilizados são empíricos e foram criados para analisar máquinas trifásicas operando sem
falha. Também foi assumido que as perdas geradas por cada uma das harmônicas podem
ser calculadas separadamente e depois somadas para obter o total de perdas magnéticas.
Devido ao comportamento não linear do material ferromagnético, esta aproximação pode
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ter gerado parte das diferenças nos valores das perdas, embora o manual do software

Maxwell afirme que as perdas magnéticas são calculadas com modelos semelhantes ao
proposto por Jordan. Na Tabela 14 são mostradas as variações nas perdas quando a má-
quina opera sob falha. Nesta tabela, as perdas durante a operação sem falha são utilizadas
como valores de referência. Percebe-se que as tendências de aumento e redução nas per-
das obtidas com o modelo analítico são similares as tendências obtidas com o MEF. A
exceção são as perdas na coroa do rotor que apresentam erros maiores que 1000%, mas
estas perdas são muito pequenas, não chegando a 0, 5 W .

Durante a operação sob falha e com controle, as perdas magnéticas na coroa do esta-
tor pouco variam, conforme mostrado na Tabela 13. O fluxo na coroa é aproximadamente
igual a metade do fluxo que atravessa o entreferro na área equivalente a um passo polar
e a indução na coroa é obtida dividindo o fluxo que atravessa a coroa pela área da seção
da coroa. As expressões (3.58) e (3.62) apresentadas no Capítulo 3 são utilizadas no cál-
culo do fluxo na coroa do estator. Na expressão (3.58), A é a amplitude da harmônica da
indução e U é a ordem da harmônica. Como as harmônicas de ordem elevada possuem
amplitudes pequenas quando comparadas a onda fundamental e o fluxo é inversamente
proporcional a U e diretamente proporcional a sen

(
U · α

2

)
então a parcela do fluxo pro-

duzida pelas harmônicas da indução é relativamente pequena quando comparada com a
parcela do fluxo produzida pela onda fundamental. Consequentemente, o fluxo e a indu-
ção na coroa do estator variam pouco durante a operação sob falha assim como as perdas
magnéticas. Por exemplo, a parcela do fluxo na coroa produzido pela onda fundamental,
φ1, pela terceira harmônica da indução, φ3, e pela harmônica de ranhura de ordem N , φN ,
são, segundo (3.58) e (3.62), dados pelas expressões mostradas no que segue.

φ1 =
1

2
· 2

1
· sen

(
1 · π

2

)
· B̂δ1 · sen(wt− 1 · αo + ϕ1) ·R · `p ·

1

p

φ1 =B̂δ1 ·R · `p ·
1

p
· sen(wt± 1 · αo + ϕ1) (4.41)

φ3 =
1

2
· 2

3
· sen

(
3 · π

2

)
· B̂δ3 · sen(wt± 3 · αo + ϕ3) ·R · `p ·

1

p

φ3 =− 1

3
· B̂δ3 ·R · `p ·

1

p
· sen(wt± 3 · αoϕ3) (4.42)

φN =
1

2
· 2

N
· sen

(
N · π

2

)
· B̂δN · sen(wt±N · αo + ϕN) ·R · `p ·

1

p

φN =
1

N
· (−1)N−1 · B̂δN ·R · `p ·

1

p
· sen(wt±N · αo + ϕN) (4.43)

As expressões (4.41) a (4.43) mostram φ1 é proporcional a B̂δ1, φ3 é proporcional a
um terço de B̂δ3 e φN é proporcional a um N avos de B̂δN . Como B̂δ3 é menor que um
terço de B̂δ1 e B̂δN é ainda menor que B̂δ3 então o fluxo total na coroa é aproximadamente
igual a φ1.

Por outro lado, segundo os dados apresentados na Tabela 14, a variação nas perdas
magnéticas dos dentes podem chegar a 10% no estator e a valores superiores a 15% no
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rotor. A maior variação nas perdas magnéticas dos dentes durante a operação sob falha é
produzida pelo aumento do conteúdo harmônico. Diferente do que ocorre na coroa, onde
o fluxo produzido pelas harmônicas da indução é pequeno quando comparado ao fluxo
produzido pela onda fundamental, nos dentes, o fluxo produzido pelas harmônicas da in-
duções no entreferro contribui com uma parcela considerável do fluxo que atravessa um
dente. O fluxo que atravessa um dente do rotor ou do estator é aproximadamente igual ao
fluxo que atravessa o passo de ranhura que contém o dente. As expressões (3.58) e (3.60)
fornecem o fluxo que atravessa um dente do estator e as expressões (3.59) e (3.61) forne-
cem o fluxo que atravessa um dente rotor. Segundo estas expressões, o fluxo que atravessa
um dente do estator ou do rotor é inversamente proporcional a ordem da harmônica, U , e
diretamente proporcional a sen (U · α/2). Entretanto, diferente do que ocorre na expres-
são para o fluxo na coroa do estator, onde o termo sen (U · α/2) assume apenas os valores
1 e −1, nas expressões para os fluxos nos dentes, sen (U · α/2) varia consideravelmente
com a ordem U e é menor para a fundamental do que para algumas das harmônicas de
ranhura da indução e para a terceira harmônica da indução. Consequentemente, a parcela
do fluxo criado pelas harmônicas aumenta, a indução nos dentes se torna mais sensível
às harmônicas da indução no entreferro e são observadas maiores variações nas perdas
magnéticas.

As perdas magnéticas no rotor são praticamente nulas, pois de forma similar ao que
ocorre na coroa do estator, a parcela do fluxo na coroa do rotor que é produzido pelas
harmônicas da indução no entreferro é relativamente pequena quando comparado a par-
cela do fluxo produzido pela onda fundamental da indução no entreferro. Outro fator
que faz com que as perdas na coroa sejam pequenas é a baixa frequência da variação da
indução criada pela onda fundamental da indução no entreferro.

Tabela 13 – Comparativo entre as perdas magnéticas da máquina de 4, 5 kW obtidas com
o modelo analítico (AN) e com elementos finitos (MEF).

Estator Rotor

Coroa Dentes Coroa Dentes TOTAL

AN MEF AN MEF AN MEF AN MEF AN MEF
SF 42,7 39,8 20,8 26,8 0,07 0,02 37,7 22,7 101,3 89,3
CI 43,47 40,8 22,1 28,2 0,07 0,31 41,9 25,52 107,5 94,8

MTP 43,99 40,8 23,6 29,1 0,07 0,48 43,8 27,5 111,4 97,9
MPJ 43,33 40,1 21,9 28,9 0,07 0,33 41,7 25,3 107,0 94,6
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Tabela 14 – Comparativo da variação das perdas magnéticas da máquina de 4, 5 kW

obtidas com o modelo analítico (AN) e com elementos finitos (MEF).

Estator Rotor

Coroa Dentes Coroa Dentes TOTAL

AN MEF AN MEF AN MEF AN MEF AN MEF

SF 100% 100% 100% 100% 100% 100% 100% 100% 100% 100%
CI 102% 103% 106% 105% 100% 1683% 111% 112% 106% 106%

MTP 103% 103% 113% 109% 100% 2570% 116% 121% 110% 110%
MPJ 101% 101% 105% 108% 100% 1796% 111% 111% 106% 106%

4.8 CONSIDERAÇÕES FINAIS

Durante a operação sob falha, a distribuição da indução no interior da máquina é
alterada devido às harmônicas da indução que surgem em decorrência da falha. As per-
das magnéticas nas coroas do estator e do rotor são pouco afetadas pela falha, pois o
fluxo produzido pelas harmônicas representa uma parcela pequena do fluxo que atravessa
cada uma das coroas, consequentemente, as induções nas coroas e as perdas magnéticas
pouco variam. Nos dentes do estator e do rotor a indução varia de forma significativa e,
dependendo da estratégia de controle utilizada, as perdas magnéticas podem apresentar
variações superiores a 10% das perdas magnéticas produzidas quando a máquina opera
sem falha.

As características construtivas das duas máquinas analisadas influenciaram as perdas
magnéticas. A maior abertura nas ranhuras do dente do estator da máquina de 4, 5 kW

fizeram com que as perdas por pulsação e as perdas superficiais nos dentes do rotor fossem
maiores do que na máquina de 5, 5 kW . As perdas magnéticas no rotor das duas máquinas
são produzidas principalmente pela histerese, pelas correntes de Foucault e pela pulsação
do fluxo, já as perdas superficiais nos dentes do rotor só são significativas na máquina de
4, 5 kW . Os gráficos das perdas nos dentes do rotor, apresentados nas figuras 46 e 49,
mostram que as perdas magnéticas nos dentes do rotor são iguais em cada um dos dentes,
mas variam de acordo com a estratégia de controle utilizada.

Por outro lado, nos dentes do estator, as perdas variam não apenas de acordo com a
estratégia de controle utilizada, mas também de dente para dente, como pode ser obser-
vado nos gráficos das figuras 45 e 48. A distribuição das perdas nos dentes depende da
estratégia de controle utilizada, do número de ranhuras do estator e das características
dos enrolamentos do estator. Nas duas máquinas estudadas, as perdas por histerese e as
perdas por corrente de Foucault são responsáveis pela maior parte das perdas magnéticas.
Nos dentes do estator da máquina de 5, 5 kW as perdas superficiais e por pulsação são
praticamente nulas em qualquer regime de operação. Por outro lado, as perdas superfici-
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ais nos dentes da máquina de 4, 5 kW não são desprezíveis e, dependendo da estratégia
de controle, são comparáveis as perdas por corrente de Foucault. As perdas por pulsação
nos dentes do estator da máquina de 4, 5 kW só são diferentes de zero em alguns dentes
e apenas quando as estratégias de controle CI , MTP e MPJ são utilizadas.

De maneira geral pode-se concluir que a variação das perdas magnéticas quando a
máquina opera sob falha influenciam pouco a variação total de perdas durante a operação
sob falha e com controle. Entretanto, a variação total das perdas magnéticas pode ser
superior a 10% dependendo da estratégia de controle utilizada. Entre as três estratégias
de controle analisadas, a estratégiaMTP é a que gera mais perdas magnéticas e as perdas
magnéticas produzidas pelas estratégias CI e MPJ são basicamente iguais. Do ponto de
vista das perdas magnéticas e joules, os valores de perdas apresentados nas Tabelas 11
e 12 mostram que a máquina de 5, 5 kW é mais indicada para operar com falha do que
a máquina de 4, 5 kW , pois apresenta menores valores de perda sob qualquer regime de
operação.

No próximo capítulo os modelos para a distribuição da indução apresentados no Ca-
pítulo 3 e utilizados neste capítulo para estimar as perdas magnéticas são validados utili-
zando simulações com elementos finitos e ensaios.
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5 COMPROVAÇÃO EXPERIMENTAL E ATRAVÉS DO MEF

Os objetivos deste capítulo são validar os modelos analíticos para a distribuição da
indução no interior da máquina e mostrar quais os impactos da operação sob falha e
das estratégias de controle no funcionamento da máquina, em especial na distribuição da
indução e na produção de torque.

Para validar o modelo analítico apresentado no Capítulo 2, as correntes e o torque
obtidos com o modelo são comparados com as correntes e os torques medidos em ensaios.

Por outro lado, para validar os modelos para a distribuição da indução apresentados
no Capítulo 3, a distribuição da indução no entreferro e as induções nos dentes e coroas
do estator e do rotor, obtidas com os modelos, são comparadas com as induções obtidas
através de ensaios e em simulações com elementos finitos. Para não tornar o Capítulo
muito extenso, apenas a estratégia de controle MTP será utilizada na validação do mo-
delo para a distribuição da indução. Nos modelos apresentados no Capítulo 3 e validados
neste Capítulo são considerados os efeitos da variação da permeância devido às ranhuras
do rotor e do estator. A validação do modelo para a distribuição da indução em que não
são considerados os efeitos das ranhuras pode ser encontrado no artigo (PEREIRA et al.,
2020a).

A Figura 51 mostra uma foto do laboratório LASCAR onde estão mostradas as má-
quinas de indução pentafásicas utilizadas no estudo. Na foto podem ser vistas as quatro
máquinas utilizadas nos ensaios, duas máquinas de indução pentafásicas e duas máquinas
de corrente contínua que são utilizadas como carga programável. No canto inferior direito
pode ser visto o transformador utilizado na conversão da tensão trifásica da rede em um
sistema de alimentação pentafásico equilibrado; detalhes do funcionamento deste trans-
formador podem ser encontrados em (SOUZA, 2016). Acima do transformador estão os
inversores de frequência e o computador que contém a placa DSpace utilizada no controle
em tempo real da máquinas.

Para a comprovação experimental foram utilizadas duas máquinas pentafásicas, uma
máquina de 5, 5 kW e outra de 4, 5 kW ; os parâmetros dos modelos das duas máquinas
são mostrados na Tabela 25 do Apêndice B. Estes parâmetros foram calculados consi-
derando que as máquinas operam em condições nominais, entretanto, durante a operação
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Figura 51 – Equipamentos disponíveis no laboratório da UFRGS.

Fonte: elaborado pelo autor.

sob falha, a saturação da máquina é alterada o que influencia os valores dos parâmetros do
modelo e contribui para as diferenças entre os valores medidos e calculados de indução
e correntes. As induções nos dentes e coroas da máquina não podem ser medidos dire-
tamente e são estimados com base nas tensões medidas nas sondas de fluxo inseridas no
interior da máquina. A distribuição da indução no entreferro sob falha não pode ser obtida
diretamente através de ensaio, apenas a forma da onda fundamental da indução no entre-
ferro pode ser estimada com base nos dados dos ensaios. Na próxima seção é mostrado
como as induções nos dentes e coroas são estimadas utilizando as tensões nas sondas de
fluxo e é explicado de forma detalhada o motivo pelo qual apenas a onda fundamental de
indução no entreferro pode ser estimada utilizando dados de ensaios.

5.1 INDUÇÕES NOS DENTES E COROAS E TENSÃO NAS
SONDAS DE FLUXO

As máquinas de indução disponíveis no laboratório possuem sondas de fluxo fixadas
aos dentes do rotor e do estator e também na coroa do estator. Na Figura 52 são mostradas
as vistas em corte das duas máquinas e a localização das sondas de fluxo as quais servem
para determinar a indução de forma indireta a partir da tensão induzida nas sondas. A
utilização de sensores que medem diretamente a indução nas diversas partes da máquina é
praticamente impossível devido a forma construtiva da máquina. Para estimar as induções
utilizando as tensões induzidas nas sondas de fluxo, a expressão (5.1) deve ser utilizada.
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Nesta expressão B(t) é o valor médio da indução normal à seção S do núcleo da máquina
que é envolvida pela bobina de fluxo, E(t) é a tensão medida na sonda de fluxo e Ws é
o número de espiras da sonda de fluxo. As seções dos dentes do estator, dos dentes do
rotor, da coroa do estator, da coroa do rotor e da área do entreferro sob um passo polar,
respectivamente, Sds, Sdr, Scs, Scr e Sp, são mostrados na Tabela 15. As induções nos
dentes e coroas podem ser estimados utilizando a expressão (5.1), mas a distribuição da
indução no entreferro não pode ser obtida com os dados dos ensaios, pois harmônicas
espaciais de ordens distintas induzem tensões de mesma frequência nas sondas de fluxo.

B(t) =
1

S ·Ws

·
�
E(t) · dt (5.1)

Tabela 15 – As áreas das seções do núcleo onde estão as bobinas de fluxo.
Máquina Sdr [mm2] Sds [mm2] Scs [mm2] Scr [mm2] Sp [mm2] Ws

5, 5 kW 525 420 1985 2921 11729 20
4, 5 kW 458 559 1969 1958 11729 20

A expressão (5.2) será utilizada para mostrar que harmônicas da indução distintas
induzem tensões de mesma frequência nas bobinas de fluxo. Esta expressão relaciona
a indução no entreferro Bδ(θ, t) com a tensão induzida na sonda de fluxo. Ao integrar
Bδ(θ, t) na área S é obtido o fluxo que atravessa a sonda de fluxo, multiplicando este
fluxo por Ws é obtida o fluxo concatenado e derivando o fluxo concatenado é obtida a
tensão induzida na sonda de fluxo. A área S sob a qual a indução no entreferro deve ser
integrada depende da localização da sonda de fluxo, conforme mostrado na seção 3.4 do
Capítulo 3. Os limites de integração αo+α/2 e αo−α/2 são dados em radianos elétricos,
portanto, o ângulo θ deve ser dividido por p em (5.3) para se obter a área infinitesimal dS.

E(t) = Wb ·
dφ

dt
= Ws ·

d

dt

�
S

Bδ(θ, t) · dS (5.2)

dS = R · `p ·
dθ

p
(5.3)

E(t) =
Ws ·R · `p

p
· d
dt

� αo+α/2

αo−α/2
Bδ(θ, t) · dθ (5.4)

Considerando que a harmônica de ordem n da indução no entreferro tenha a forma
dada por (5.5) então a tensão induzida em uma sonda de fluxo será dada por (5.6).

Bδn(θ, t) = B̂δn · sen(` · wt± n · θ + ϕ) (5.5)

En(t) =
Wb ·R · `p
p · n

· sen
(
n · α

2

)
· ` · w ·Bδn(αo, t)

En(t) =
Wb ·R · `p
p · n

· sen
(
n · α

2

)
· B̂δn · ` · w · cos(` · wt± n · αo + ϕ) (5.6)
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A frequência da tensão En(t), dada por (5.6), não depende de n, consequentemente,
duas ou mais harmônicas espaciais da indução podem induzir tensões de mesma frequên-
cia o que torna impossível a reconstituição da distribuição da indução no entreferro por
meio da tensão induzida em uma sonda de fluxo. Desta forma, para avaliar a distribui-
ção da indução no entreferro obtida com o modelo analítico são utilizadas distribuições
da indução obtidas com o MEF. Entretanto, a tensão induzida na sonda de passo po-
lar, Ep(t), pode ser utilizada para estimar o formato da onda fundamental da indução,
Bδ1(θ, t), pois E1(t) é a maior componente da tensão induzida nesta sonda, consequente-
mente E(t) ≈ E1(t). O formato da tensão E1(t) é dada pela expressão (5.7) que é obtida
substituindo Bδ1(t, θ), dada por (5.8), em (5.6) com `=1 e α=π, pois a sonda de passo
polar ocupa uma área de π radianos elétricos.

E1(t) =
Wb ·R · `p

p
· w · B̂1 · sen(wt− αo + ϕ) (5.7)

Bδ1(θ, t) = B̂1 · sen(wt− θ + ϕ) (5.8)

Comparando (5.7) e (5.8) fica evidente que a amplitude de E1(t) é proporcional a am-
plitude da onda de indução B1(θ, t) no ponto médio da sonda de fluxo, αo, no instante de
tempo t. Se B̂1 for estimado utilizando Ep(t) ao invés de E1(t) então o erro na amplitude
de B̂1 vai ser gerado pela tensão induzida pelas harmônicas da indução e as harmônicas
de maior amplitude são as de ordem n=3 e n=5. A harmônica de B5(θ, t) é produzida
exclusivamente pela saturação enquanto que a harmônica B3(θ, t) é produzida pela sa-
turação e pelas correntes do estator. Quando a máquina opera sem falha e é alimentada
com tensões senoidais, as harmônicas de indução de ordem n=3 e n=5 são geradas pela
saturação e possuem velocidades angulares elétricas iguais a 3w e 5w, respectivamente.
Quando a máquina opera sob falha ou é alimentada com tensões que não são senoidais
ou são senoidais, porém desequilibradas, então a harmônica da indução de ordem n=3

também passa a ser produzida pelas correntes do estator e, neste caso, a frequência de
B3(θ, t) é igual a frequência de B1(θ, t) e a velocidade angular de B3(θ, t) é igual à um
terço da velocidade angular de B1(θ, t). As induções Bsat

δ3 (θ, t) e Bsat
δ5 (θ, t), produzidas

pela saturação, são dadas pelas expressões (5.9) e (5.10), respectivamente.

Bsat
δ3 (θ, t) = B̂sat

δ3 (θ, t) · sen(3wt− 3θ + ϕ) (5.9)

Bsat
δ5 (θ, t) = B̂sat

δ5 (θ, t) · sen(5wt− 5θ + ϕ) (5.10)

As expressões (5.11), (5.12) e (5.13) fornecem, respectivamente, as tensões induzi-
das na bobina de passo polar pelas harmônicas Bsat

δ3 (θ, t), Bsat
δ5 (θ, t) e Bδ3(θ, t), sendo

Bsat
δ3 (θ, t) a onda de indução de ordem 3 produzida pela saturação, Bsat

δ5 (θ, t) a onda de
indução de ordem 5 produzida pela saturação e Bδ3(θ, t) a onda de indução de ordem 3
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Figura 52 – Posição das sondas de fluxo da máquina de 5, 5 kW (a) e 4, 5 kW (b).

Fonte: elaborado pelo autor.

produzida pelos enrolamentos do estator sob desbalanço.

Esat
3 (t) =

Wb ·R · `p
p

· w · B̂sat
δ3 · sen(3wt− 3αo + ϕ) (5.11)

Esat
5 (t) =

Wb ·R · `p
p

· w · B̂sat
δ5 · sen(5wt− 5αo + ϕ) (5.12)

E3(t) =
Wb ·R · `p

p
· w · B̂δ3

3
· sen(wt− 3αo + ϕ3) (5.13)

As tensões Esat
3 e Esat

5 possuem frequência maiores que E1(t) e são facilmente identi-
ficáveis, por outro lado, a tensãoE3(t) possui mesma frequência deE1(1), tornandoE1(t)

e E3(t) indistinguíveis. Entretanto, segundo a expressão (5.13), a amplitude de E3(t) é
proporcional a um terço de B̂δ3 e B̂δ3 é, na pior das hipóteses, igual a um terço de B̂1(t),
consequentemente Ê3 ≤ Ê1/9 e Êp ≈ Ê1.

5.1.1 EFEITOS DA SATURAÇÃO SOBRE A INDUÇÃO

Para mostrar os efeitos da saturação nas medidas das tensões e na estimação da indu-
ção, são mostradas na Figura 53 as tensões induzidas nas sondas de fluxo e as induções
calculadas com base nestas tensões. As curvas mostradas foram medidas nas sondas de
fluxo da máquina de 5, 5 kW operando sem falha e sem carga. As curvas em vermelho
foram obtidas com a máquina operando com tensão nominal e frequência nominal e as
curvas em azul mostram as obtidas com a máquina operando com metade da tensão no-
minal e com frequência nominal. As induções na coroa do estator, sob um polo e em um
dente do estator, respectivamente, Bcs(t), Bp(t) e Bds(t) são aproximadamente senoidais.
Entretanto, nas induções Bcs(t) e Bds(t) é possível observar um achatamento no formato
de onda quando a máquina opera com tensão nominal. Esta variação no formato da in-
dução indica a presença de harmônicas que, neste caso, são produzidas pela saturação e
pelas ranhuras do rotor.

Na Figura 54 são mostrados os espectros das tensões e induções mostrados na Figura
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53, os harmônicos de ordem 3 e 5 são produzidos pela saturação e os harmônicos de or-
dem 19, 21, 23 e 25 são produzidos pela interação da variação da permeância das ranhuras
do rotor com a onda fundamental da indução e com a terceira harmônica. A ordem destas
harmônicas é dada pela expressão Nr/p ± n onde Nr é o número de ranhuras do rotor,
neste caso 44, e n é a ordem das harmônicas que não são produzidas pelas ranhuras. O
formato das tensões induzidas nas sondas de fluxo são mais afetadas pelas harmônicas da
indução, pois, conforme mostrado na expressão (5.6), a amplitude de um harmônico da
tensão é proporcional à amplitude do harmônicas da indução multiplicada pela sua veloci-
dade angular, w, que no caso das harmônicas produzidas pela saturação e das harmônicas
de ranhura são maiores que a velocidade angular da onda fundamental. Nos resultados
apresentados neste capítulo, as induções obtidas com o modelo analítico não contêm as
harmônicas produzidas pela saturação e parte das diferenças entre os resultados obtidos
nos ensaios, com o MEF e com o modelo analítico são devido a estes harmônicos.

Figura 53 – Efeito da saturação na tensão induzida nas sondas de fluxo e na indução.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 54 – Espectro das tensões e das induções obtidas com as sondas de fluxo do dente,
da coroa e de passo polar. Sendo B̂csn, B̂csn, B̂csn, Êcsn, Êcsn e Êcsn as amplitudes das
harmônicas temporais de ordem n das induções e tensões

Fonte: elaborado pelo autor.

5.2 DISTRIBUIÇÃO ESPACIAL DA INDUÇÃO

Para validar o modelo para a distribuição na indução no entreferro, dentes e coroas, a
distribuição da indução obtida com o modelo analítico será comparada com a distribuição
da indução obtida com o MEF e a distribuição da indução estimada com base nas medidas
de tensão das sondas de fluxo das máquinas disponíveis no laboratório. Conforme expli-
cado, a indução no entreferro não pode ser obtida diretamente através de ensaios e por este
motivo as curvas de indução no entreferro obtidas com o modelo analítico serão compa-
radas com as curvas de indução obtidas com o MEF. Já a validação dos modelos para a
indução nas coroas e dentes do estator será feita utilizando tanto os dados obtidos com
o MEF quanto os dados dos ensaios. O Software utilizado nas simulações com elemen-
tos finitos é o FEMM 4.2 que é capaz de realizar apenas simulações em duas dimensões.
Devido a esta limitação, os efeitos da inclinação das ranhuras do rotor na distribuição da
indução no entreferro e no núcleo da máquina não são observados nos resultados forne-
cidos por este software. Por outro lado, o efeito da inclinação das ranhuras também não



160

foi considerado nos modelos analíticos apresentados no Capítulo 3, consequentemente, as
distribuições da indução obtidas com o MEF e com o modelo analítico podem ser compa-
radas sem que alterações sejam realizadas o modelo analítico. Entretanto, para comparar
as induções obtidas com os resultados dos ensaios e as induções obtidas com o modelo
analítico é necessário adicionar o efeito da inclinação das barras ao modelo analítico. O
efeito da inclinação é adicionado ao modelo analítico multiplicando cada termo da indu-
ção produzida pelo rotor, pelo fator de inclinação ki(n). Os termos da indução Br(θ, t),
dada pela expressão (3.32) devem ser multiplicados por ki(nr) e os termos de Λr(θ)

Λo
, dados

pela expressão (3.42), devem ser multiplicados por ki(nrr). O fator de inclinação é dado
pela expressão (5.14), sendo γin o ângulo de inclinação das barras.

ki(n) =
sen(n · p · γin)

n · p · γin
(5.14)

5.2.1 INDUÇÃO NO ENTREFERRO DURANTE A OPERAÇÃO SEM FALHA

Quando a máquina de indução opera sem falha, a onda fundamental e a terceira harmô-
nica da indução no entreferro giram com a mesma velocidade e o campo girante produzido
por estas harmônicas não muda de forma com o tempo, ele apenas se desloca com veloci-
dade síncrona. Consequentemente, a variação temporal das induções em todos os dentes
do estator é igual, porém defasadas no tempo. Nestas condições, a terceira harmônica da
indução é produzida pela saturação ou por estratégias de controle que otimizam a forma
da onda de indução no entreferro para aumentar o torque produzido pela máquina.

Na Figura 55 são mostrados dois gráficos da indução no entreferro da máquina de
4, 5 kW operando sem falha, com um terço do torque nominal e em dois instantes de
tempo distintos. Na Figura 55(a) são comparadas as induções no entreferro obtidas com o
modelo analítico apresentado no Capítulo 3 e com o MEF; na Figura 55(b) são mostradas
apenas a onda fundamental e a terceira harmônica da indução no entreferro, produzida
neste caso pela saturação, para ilustrar que o campo girante produzido por estas harmô-
nicas praticamente não muda de forma com a tempo quando a máquina opera sem falha.

A Figura 55(a) mostra que o modelo analítico para a distribuição da indução fornece,
para a máquina de 4, 5 kW , resultados bastante próximos aos resultados obtidos com o
MEF. A máquina de 4, 5 kW possui 40 ranhuras no estator, duas ranhuras por polo e
por fase e enrolamentos do estator com camada simples sem encurtamento de passo. Por
outro lado, a máquina de 5, 5 kW possui 60 ranhuras no estator, 3 ranhuras por polo e por
fase, enrolamentos de dupla camada no estator com encurtamento de passo de 3 ranhuras.
Para mostrar que o modelo analítico também é capaz de modelar a indução no entreferro
da máquina de 5, 5 kW são comparadas na Figura 56 a indução no entreferro da máquina
de 5, 5 kW obtidas com o MEF e com o modelo analítico.
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Figura 55 – Indução no entreferro da máquina de 4, 5 kW operando sem falha e com um
terço da carga nominal para dois instantes de tempo t=t1 e t=t2.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 56 – Indução no entreferro da máquina de 5, 5 kW em condições nominais.

Fonte: elaborado pelo autor.
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5.2.2 INDUÇÃO NO ENTREFERRO DURANTE A OPERAÇÃO SOB FALHA

Durante a operação sob falha, o campo girante fica distorcido e a sua amplitude passa
a variar com o tempo, pois as correntes do estator ficam desequilibradas aumentando o
conteúdo harmônico da indução no entreferro, conforme demonstrado em (PEREIRA;
PEREIRA; HAFFNER; NICOL, 2015; PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER; SILVEIRA,
2015; PEREIRA; PEREIRA; HAFFNER, 2016). A fundamental e a terceira harmônica
da indução são as componentes da indução de maior amplitude e, durante o operação
sob falha, o desequilíbrio das correntes produz para cada uma destas componentes duas
ondas de indução no entreferro que giram em sentidos opostos. Estas ondas de indução
são responsáveis pela maior parte da distorção na distribuição da indução no entreferro.
Para mostrar esta variação na distribuição da indução, nas figuras 57, 58, 59 e 60 são
comparados as ondas de indução no entreferro da máquina de 4, 5 kW operando com 1/3

do torque nominal, com falha e sem controle e com falha e com as estratégias de controle
CI , MPJ e MTP , respectivamente.

Os gráficos das figuras 57(a), 58(a), 59(a) e 60(a) mostram o instante de tempo em
que as ondas de indução se somam fazendo com que a amplitude da indução no entre-
ferro atinja o valor máximo. Por outro lado, nas figuras 57(b), 58(b), 59(b) e 60(b) são
mostrados os instantes de tempo em que as ondas de indução se subtraem resultando na
menor amplitude da indução no entreferro. A curva em azul claro mostra a indução no
entreferro composta apenas pela onda fundamental e pela terceira harmônica da indução
no entreferro. Os instantes de tempo e as posições no entreferro onde os valores máxi-
mos e mínimos ocorrem dependem da fase onde ocorreu a falha, da estratégia de controle
utilizada, da carga no eixo, da velocidade da máquina e de características construtivas da
máquina.

A máquina de 5, 5 kW possui enrolamentos do estator mais sofisticados do que a má-
quina 4, 5 kW , pois os enrolamentos são de camada dupla, com encurtamento de passo de
3 ranhuras e com 3 ranhuras por polo e por fase enquanto que os enrolamentos da máquina
de 4, 5 kW são de camada simples, sem encurtamento de passo e com duas ranhuras por
polo e por fase. Consequentemente, a indução produzida por cada enrolamento do estator
da máquina de 5, 5 kW e a indução resultante no entreferro são mais próximos de uma se-
noide, conforme mostrado nas figuras 55 e 56. Devido às características do enrolamento
citadas, a terceira harmônica da indução produzida pela máquina de 5, 5 kW é compa-
rativamente menor do que a terceira harmônica da indução produzida pela máquina de
4, 5 kW . Portanto, a variação no formato da indução durante a operação sob falha deve
ser menor na máquina de 5, 5 kW .

No Capítulo 3, foi mostrado que cada harmônica de ordem n da onda de indução no
entreferro está relacionada com uma sequência de fase das correntes do estator. A onda
de indução fundamental (n=1), Bδs1(θ, t), é produzida pelas componentes de sequência
I1 e I4 e a onda de indução de ordem n=3, Bδs3(θ, t), é produzida pelas componentes de
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sequência I2 e I3. Considerando, por exemplo, que a máquina opera com falha e com o
controle MTP , as correntes do estator só possuem as componentes de sequência I1 e I3

e estas componentes possuem a mesma amplitude. Neste caso, de acordo com a expres-
são (3.12), a razão entre as amplitudes da onda fundamental e da terceira harmônica da
indução produzidas pelo estator, B̂δs3/B̂δs1, é igual a 0, 30 para a máquina de 4, 5 kW e
0, 18 para a maquina de 5, 5 kW . Esta diferença na relação de amplitudes B3/B1 se deve
basicamente às características dos enrolamentos de cada máquina. Consequentemente,
durante a operação sob falha e com controle MTP , a indução no entreferro da máquina
de 4, 5 kW será mais distorcida pela terceira harmônica do que a indução no entreferro da
máquina de 5, 5 kW . Na Figura 61 são mostradas a distribuição da indução no entreferro
das duas máquinas operando com controle MTP e com 1/3 do torque nominal. No grá-
fico da Figura 61(a) são mostradas as distribuições das induções no entreferro das duas
máquinas nos instantes de tempo em que as induções atingem o maior valor de pico e na
Figura 61(b) os instantes de tempo em que a indução atinge o menor valor de pico. Este
gráfico mostra que a variação na amplitude da indução é, de fato, maior na máquina de
4, 5 kW do que na máquina de 5, 5 kW , mas, segundo a análise realizada, esta variação
deveria ser maior. A razão B̂δs3/B̂δs1 para a máquina de 4, 5 kW é igual a 0, 30, logo, a
amplitude da indução deveria variar entre 0, 7B̂δ1 e 1, 3B̂δ1, mas a amplitude da indução
mostrada na Figura 61 varia entre 0, 79 T e 0, 65 T e a amplitude da fundamental é de
0, 73 T , ou seja a indução varia entre 1, 08B̂δ1 e 0, 89B̂δ1. O motivo para a variação na
amplitude não ser tão extrema está na reação do rotor. As induções mostradas na Figura
61 são as induções resultantes no entreferro, Bδ(θ, t), que são iguais a soma da indução

Figura 57 – Indução no entreferro da máquina de 4, 5 kW operando com falha e com 1
3

da carga nominal.

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 58 – Indução no entreferro da máquina de 4, 5 kW operando com 1/3 do torque
nominal e controle CI .

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 59 – Indução no entreferro da máquina de 4, 5 kW operando com 1/3 do torque
nominal e controle MPJ .

Fonte: elaborado pelo autor.
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Figura 60 – Indução no entreferro da máquina de 4, 5 kW operando com 1/3 do torque
nominal e controle MTP .

Fonte: elaborado pelo autor.

produzida pelo estator, Bδs, e da indução pelo rotor, Bδr. Durante a operação sob falha, o
rotor tende a compensar mais a terceira harmônica da indução do que a onda fundamen-
tal, pois, para a equação de malha de sequência 3 do rotor, dada pela equação (2.78) do
Capítulo 2, o escorregamento relativo s′′n é igual a (3s − 2) enquanto que para a equação
de malha de sequência 1 do rotor o escorregamento relativo é igual a s. Consequente-
mente, quando a máquina opera com falha, a impedância do rotor para a componente de
sequência 3 reduz mais do que a impedância para a componente de sequência 1 fazendo
com que a componente I

r

3,3 seja elevada e crie uma indução Br3 com amplitude elevada
que ao se somar a componente Bδs3 resulta uma indução Bδ3 relativamente menor. Os da-
dos referentes as induções mostradas na Figura 61 são apresentadas na Tabela 16. Estes
dados mostram que nas duas máquinas as componentes I

r

3,3, que geram a reação do rotor
à indução Bδs3(θ, t), são bastante elevadas. Segundo a expressão (3.32), as amplitudes de
Bδr1 e de Bδr3 são proporcionais, respectivamente, as magnitudes das componentes I

r

1,1 e
I
r

3,3 das correntes de fase do rotor. A relação entre B̂δr1 e I
r

1,1 e entre B̂δr3 e I
r

3,3, para as
máquinas de 4, 5 kW e 5, 5 kW são:

máquina de 4, 5 kW →

{
B̂r

1,1 = 0, 0014 · |Ir1,1|
B̂r

3,3 = 0, 0013 · |Ir3,3|
(5.15)

máquina de 5, 5 kW →

{
B̂r

1,1 = 0, 0016 · |Ir1,1|
B̂r

3,3 = 0, 0016 · |Ir3,3|
(5.16)

As expressões (5.15) e (5.16) mostram que valores iguais de I
r

1,1 I
r

3,3 produzem in-
duções B̂r

1,1 e B̂r
3,3 com amplitudes praticamente iguais. Consequentemente, a elevada
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magnitude de I
r

3,3 quando comparado com I
r

1,1 resulta em uma maior atenuação da ter-
ceira harmônica da indução no entreferro.

Figura 61 – Induções máximas e mínimas nos entreferros das máquinas de 4, 5 kW e
5, 5 kW operando com falha, 1/3 do torque nominal e controle MTP .

Fonte: elaborado pelo autor.

Tabela 16 – Dados da indução mostrada na Figura 61.
Máquina 4, 5 kW 5, 5 kW

Valor máximo de B̂δ 0, 79 0, 83 T

Valor mínimo de B̂δ 0, 65 0, 76 T

∆B̂δ 19, 2 10, 1 % de B̂δ1

B̂δ1 0, 73 0, 79 T

B̂δ3 0, 06 0, 04 T

I1 5, 55 −56, 32o 5, 25 −67, 52o A

I2 0 0 A

I3 5, 55 123, 68o 5, 25 112, 48o A

I4 0 0 A

I
r

1,1 360, 00 178, 57o 190, 80 −179, 98o A

I
r

3,3 154, 46 121, 69o 72, 67 108, 79o A

Frequência 60 60 Hz

Escorregamento 0, 0079 0, 0085

5.2.3 INDUÇÃO NOS DENTES E COROAS SOB FALHA

A variação na amplitude da onda de indução no entreferro quando a máquina opera
sob falha impacta na distribuição da indução nas partes ferromagnéticas da máquina. Por
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exemplo, quando a máquina de 4, 5 kW opera com falha e com controle MPJ, na mesma
condição de carga mostrada na Figura 59, a amplitude da indução no dente do estator lo-
calizado em θ=45o se torna maior que a indução do dente localizado em θ=19o, conforme
mostrado nos gráficos da Figura 62. Nas figuras 62(a) e 62(b) são mostradas, respecti-
vamente, as distribuições da indução no entreferro em t=4, 7 ms e t=1, 6 ms; as linhas
pontilhadas nestes dois gráficos marcam a posição do ponto central de dois dentes do es-
tator localizados em θ=19o e θ=45o. A variação temporal da indução nestes dois dentes
é mostrada no gráfico da Figura 62(c), sendo que as duas linhas pontilhadas verticais na
cor vermelha marcam os instantes de tempo t = 4, 7 ms e t = 1, 6 ms, os mesmos ins-
tantes de tempo em que foram obtidas as distribuições da indução mostradas nas figuras
62(a) e 62(b). A indução no dente 1, obtida com o modelo analítico é muito próxima à
indução obtida com o MEF e a indução no dente 2 obtida com o modelo analítico possui
amplitude maior do que a amplitude da indução obtida com o MEF, embora a forma de
onda seja muito próxima da obtida através do MEF. Isto se deve em grande parte ao fato
de que o aumento da saturação no dente 2 não é considerada no modelo analítico, entre-
tanto, de modo geral, as induções obtidas com o modelo analítico são bastante próximas
às induções obtidas com o MEF.

Por outro lado, a maior amplitude obtida com o modelo analítico têm impacto na es-
timação das perdas magnéticas, em especial nas perdas por histerese, pois na formulação
utilizada no cálculo das perdas magnéticas as perdas por histerese dependem da amplitude
da indução total e da frequência da fundamental, enquanto que as outras perdas dependem
das amplitudes e frequências de todas as harmônicas da indução.

A indução em cada ponto da coroa do estator também é alterada durante a operação
sob falha, pois o fluxo que atravessa é aproximadamente igual a metade do fluxo que
atravessa a área sob um passo polar; além disso, a presença de harmônicas na indução do
entreferro aumenta e diminui o fluxo da coroa de acordo com a diferença de fase entre
as ondas de indução criadas por cada uma das harmônicas, especialmente a terceira. Na
Figura 62(d) são mostradas induções na coroa do estator, na direção tangencial em duas
seções localizadas, respectivamente, a 90 graus elétricos de distância dos dentes 1 e 2. A
distância de 90 graus elétricos foi escolhida, porque o fluxo máximo nestas duas seções
da coroa e nos dentes 1 e 2 ocorrem no mesmo instante de tempo. A diferença entre
a amplitude das induções nas duas seções da coroa é menor do que a diferença entre a
amplitude da indução nos dentes 1 e 2, pois a variação no fluxo sob um passo polar que
é produzida pelas harmônicas da indução é menor do que a variação produzida em um
passo de ranhura. Consequentemente, a variação na saturação é menor na coroa do que
nos dentes fazendo com que os resultados analíticos sejam mais próximos aos resultados
obtidos com o MEF.
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Figura 62 – Máquina de 4, 5 kW operando com 1/3 do torque nominal, uma fase des-
conectada e controle MPJ . (a) Indução no entreferro com valor máximo de pico. (b)
Indução no entreferro com valor mínimo de pico. (c) Indução em dois dentes do estator.
(d) Indução em duas seções da coroa.

Fonte: elaborado pelo autor.
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5.3 TENSÃO NAS SONDAS DE FLUXO E INDUÇÃO NO ESTATOR

Nesta seção são utilizados dados obtidos em ensaios para a validação do modelo ana-
lítico para a indução nos dentes e coroas. As tensões medidas nas sondas de fluxo são
utilizadas para estimar as induções nas coroas e nos dentes do estator das duas máquinas
de indução disponíveis no laboratório da UFRGS. Todas as medições foram realizadas
com os equipamentos de medição descritos na Tabela 6 apresentada no Capítulo 2. Du-
rante todos os ensaios as máquinas foram alimentadas pelo inversor de frequência. O uso
do inversor de frequência é necessário, pois as medições são realizadas com a máquina
operando com controle. No entanto, o uso do inversor de frequência adiciona ruídos às
medidas e, para filtrar este ruído, foram utilizados filtros analógicos na medição das ten-
sões das sondas de fluxo. A frequência de chaveamento do inversor é de 22 kHz e os
filtros utilizados são filtros RC de ordem 1 com um polo em 600Hz. Para ilustrar o ruído
adicionado pelo inversor, na Figura 63 são mostrados dois gráficos da tensão induzida na
sonda localizada no dente da máquina de indução de 5, 5 kW . A Figura 63(a) mostra a
tensão medida na sonda de fluxo na entrada do filtro e a Figura 63(b) mostra a forma de
onda da tensão na saída do filtro. A utilização de filtros, embora necessária, inevitavel-
mente afeta os dados adquiridos, pois altera a amplitude e a fase das harmônicas da tensão
medida, alterando a forma da indução estimada com base nos ensaios. Desta forma, parte
das diferenças entre a indução obtida com o modelo analítico e a tensão calculada com a
tensão das sondas é devido ao uso dos filtros.

Figura 63 – Tensão medida na sonda localizada no dente da máquina de indução de
5, 5 kW .

Fonte: elaborado pelo autor.

5.3.1 ENSAIOS COM A MÁQUINA DE 4,5 kW

Foram realizados 4 ensaios com a máquina de 4, 5 kW , dois ensaios com a máquina
operando sem falha e com controle por orientação de campo e dois ensaios com a máquina
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operando com falha e com controle MTP . Nos quatro ensaios as estratégias de controle
mantêm a velocidade da máquina em 550 rpm. Nesta velocidade, segundo a expres-
são (4.3) do Capítulo 4, as perdas mecânicas produzem um torque de aproximadamente
0, 89 Nm que deve ser somado ao torque obtido com o torquímetro para se obter a tor-
que eletromagnético. Os ensaios foram realizados com carga reduzida (um terço da carga
nominal) para evitar que as correntes de fase excedessem o valor nominal de corrente de
fase.

Na Figura 64 são mostradas as tensões medidas na sonda de fluxo da coroa (Ecs(t))
e na sonda de passo polar (Ep(t)) da máquina operando sem falha e sem carga. Tam-
bém são mostradas as induções estimadas com base nas tensões medidas e as induções
obtidas com o modelo analítico. Por outro lado, na Figura 65 são mostradas as tensões e
induções da máquina operando sem falha e com carga igual a metade do torque nominal.
As tensões medidas nas sondas de fluxo, mesmo depois de filtradas, possuem um grande
conteúdo harmônico que é gerado pelo inversor. Contudo, a expressão (5.1), utilizada
na estimação das induções, funciona como um filtro passa-baixas e elimina praticamente
todas as harmônicas. Consequentemente, as induções obtidas com os dados dos ensaios
praticamente não possuem conteúdo harmônico. Os valores de corrente, torque, veloci-
dade e escorregamento da máquina operando nas condições mostradas nas figuras 64 e
65 são mostrados na Tabela 17. O escorregamento e a frequência medidos nos ensaios
foram utilizados no modelo analítico para calcular as correntes e o torque analíticos apre-
sentados na Tabela 17. A diferença percentual entre a corrente de fase do estator obtida
com o modelo e a corrente de fase medida é de 1, 32 % quando a máquina opera sem
falha e sem carga e chega a 1, 68 % quando a máquina opera sem falha e com carga. A
diferença entre as induções medidas e calculadas são bastante pequenas, como pode ser
observado nas figuras 64 e 65. O valor eficaz destas induções e o valor eficaz da diferença
entre as curvas de indução obtidas nos ensaios e calculadas com os modelos analíticos são
mostrados Tabela 18. Entre os valores de indução mostrados na Tabela 18, a indução que
apresenta maior diferença entre os valores analíticos e de ensaio é a indução na coroa do
estator da máquina operando com carga e sem falha; a diferença observada é de 0, 06 T e
equivale a 6% do valor eficaz da indução obtida com os dados do ensaio. As diferenças
observadas nas induções da coroa e das outras partes da máquina podem ser atribuída em
sua maior parte ao fluxo de dispersão e à saturação. No modelo analítico as ondas de
indução criadas pela saturação não são consideradas. O fluxo de dispersão que durante a
operação em regime equilibrado é igual a aproximadamente 5% do fluxo que atravessa o
entreferro, também é desprezado, porque nesta tese foi dada uma atenção especial e feita
uma investigação mais profunda sobre como a dispersão varia quando a máquina opera
sob falha.

Nas figuras 66 e 67 são mostradas as tensões induzidas nas sondas de fluxo da coroa
e nas sondas de passo polar da máquina de 4, 5 kW operado com e sem carga, com falha
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Figura 64 – Máquina de 4, 5 kW operando sem falha com controle vetorial e sem carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 65 – Máquina de 4, 5 kW operando sem falha com controle vetorial e com carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Tabela 17 – Dados dos ensaios e simulações referentes às figuras 64 e 65.
rpm s [%] f [Hz] If [A] (ensaio) If [A] (analitico) torque [Nm]

sem carga 550 0,41 18,4 4,53 4,59 1,35
com carga 550 3,89 19,1 6,55 6,44 12

e com controle MTP ; também são mostrada as induções obtidas com o modelo analítico
e as induções estimadas com base nas tensões medidas nas sondas de fluxo. Os valores



172

Tabela 18 – Valor eficaz de cada uma das induções mostradas nas figuras 64 e 65 e o valor
eficaz da diferença entre as induções medidas e calculadas.

Bcs [T ]
(ensaio)

Bcs [T ]
(analítico)

∆Bcs [T ]
(diferença)

Bp [T ]
(ensaio)

Bp [T ]
(analítico)

∆Bp [T ]
(diferença)

sem carga 1,10 1,08 0,03 0,35 0,37 0,03
com carga 1,08 1,03 0,06 0,35 0,35 0,01

de corrente, torque, velocidade, frequência e escorregamento medidos e fornecidos pelos
modelos analíticos são mostrados na Tabela 19. Na Tabela 20 são mostrados os valores
eficazes das induções apresentadas nas figuras 66 e 67 e o valor eficaz da diferença entre
os valores de indução obtidos com o modelo analítico e calculados com base nas tensões
das sondas de fluxo.

Tabela 19 – Dados dos ensaios e simulações referentes às figuras 66 e 67.
com carga sem carga

ensaio analítico ensaio analítico

rpm 550 550 550 550
f 19,15 19,15 18,45 18,45 Hz

s 4,3 4,3 0,59 0,59 %

torque ∗ 12,80 ∗ 1,69 Nm

I1 0 0 0 0 A

I2 13, 09 81, 0o 12, 92 81, 0o 8, 43 18, 5o 8, 76 18, 6o A

I3 8, 19 296, 4o 7, 98 297, 0o 5, 34 234, 4o 5, 41 234, 6o A

I4 8, 01 333, 7o 7, 98 333, 0o 5, 12 270, 8o 5, 41 270, 6o A

I5 13, 25 188, 6, 4o 12, 92 189, 0o 8, 55 126, 4o 8, 76 126, 6o A

∗ a medida foi descartada pois o torquímetro apresentou problemas de estabilidade na medição.

Tabela 20 – Valor eficaz de cada uma das induções mostradas nas figuras 66 e 67 e o valor
eficaz da diferença entre as induções medidas e calculadas.

Bcs [T ]
(ensaio)

Bcs [T ]
(analítico)

∆Bcs [T ]
(diferença)

Bp [T ]
(ensaio)

Bp [T ]
(analítico)

∆Bp [T ]
(diferença)

sem carga 1,02 1,11 0,09 0,3 0,38 0,02
com carga 1,03 1,06 0,04 0,35 0,36 0,01

Os dados apresentados na Tabela 19 mostram que o modelo analítico fornece corren-
tes muito próximas às correntes medidas nos ensaios, sendo que a diferença percentual
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máxima entre a amplitude das correntes medidas e calculadas não chega a 4%. A Figura
68 mostra as correntes de fase do estator da máquina de 4, 5 kW operando com falha, com
controle MTP e sem carga. Por outro lado, na Figura 69 são mostradas as correntes de fase
quando a máquina opera com falha, com controle e com carga. Nas duas condições de
carga os parâmetros nominais do modelo forneceram correntes próximas as obtidas nos
ensaios, sendo que a maior diferença entre as correntes medidas e calculadas é observada
quando a máquina opera sem carga. Os parâmetros do modelo da máquina utilizados na
obtenção das correntes são os parâmetros nominais; as indutâncias próprias e mútuas são
as indicadas na Tabela 25 apresentada no Apêndice B. O torquímetro que foi utilizado
apresentou problemas de estabilidade na medição, de tal forma que as medições foram
descartadas, por este motivo o torque do ensaio não é informado na Tabela 19. As dife-
renças entre as curvas de indução obtidas com o modelo analítico e as curvas de indução
calculadas com os dados dos ensaios são tão pequenas quanto as curvas obtidas durante a
operação sem falha, sendo o valor eficaz da diferença entre as induções medidas e calcu-
ladas mostrado na Tabela 20. A maior diferença entre as induções medidas e calculadas
é observada na indução da coroa do estator quando a máquina opera com falha, com con-
trole MTP e sem carga. Neste caso, o valor eficaz da diferença é de 0, 09 T e equivale
a 9% do valor eficaz da indução obtida com o ensaio. Diferente do caso sem falha onde
as diferenças são atribuídas principalmente à saturação e ao fluxo de dispersão, durante
a operação sob falha, a variação nos parâmetros da máquina também deve ser incluído
entre as principais causas das diferenças observadas.

5.3.2 ENSAIOS COM A MÁQUINA DE 5,5 kW

Como, devido às diferenças construtivas, a indução produzida pela máquina de 5, 5 kW

é diferente da indução produzida pela máquina de 4, 5 kW , a máquina de 5, 5 kW também
foi utilizada na validação do modelo. Com esta máquina foram realizados os mesmos 4
ensaios realizados com a máquina de 4, 5 kW . Nas figuras 70, 71, 72 e 73 são mostradas
as tensões nas sondas de fluxo da máquina de 5, 5 kW e também as induções calculadas
com base nas tensões medidas e as induções obtidas com o modelo analítico. As formas
de onda das correntes de fase que circulam pelo estator da máquina operando com falha e
com controle MTP são mostradas nas figuras 74 e 75.

As curvas mostradas na Figura 70 foram obtidas com a máquina operando sem falha
e sem carga e as curvas mostradas na Figura 71 foram obtidas com a máquina operando
sem falha e com carga. Nas figuras 72 e 73 são mostradas curvas de tensão e indução
obtidas com a máquina operando com falha e com controle MTP , sendo que na Figura
72 é mostrada a situação sem carga e na Figura 73 é mostrada a situação com carga. Os
dados dos 4 ensaios e das simulações correspondentes são mostrados nas Tabelas 21, 22,
23 e 24 e comentados e discutidos no que segue.

Nas figuras 70, 71, 72 e 73 são mostradas as induções na coroa, a indução no dente e a
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Figura 66 – Máquina de 4, 5 kW operando com falha, com controle MTP e sem carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 67 – Máquina de 4, 5 kW operando com falha, com controle MTP e com carga de
12 Nm.

Fonte: elaborado pelo autor.

indução na sonda sob um passo polar, respectivamente, Bcs, Bds e Bp. As induções Bcs e
Bp obtidos com os dados dos ensaios e com o modelo analítico são bastante semelhantes.
As maiores diferenças estão nas amplitudes das induções, sendo que diferenças podem
ser atribuídas a erros de medição, erros numéricos, erros nos parâmetros do modelo ana-
lítico ou ainda a variações no fluxo disperso. Na estimação da indução na coroa não foi
descontado o fluxo disperso do fluxo que atravessa o entreferro (este valor é normalmente
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Figura 68 – Correntes nas 5 fases do estator da máquina de 4, 5 kW operando com falha,
com controle MTP e sem carga. As linhas sólidas correspondem às correntes medidas e
as linhas pontilhadas às correntes obtidas com o modelo analítico.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 69 – Correntes nas 5 fases do estator da máquina de 4, 5 kW operando com falha,
com controle MTP e com carga. As linhas sólidas correspondem às correntes medidas e
as linhas pontilhadas às correntes obtidas com o modelo analítico.

Fonte: elaborado pelo autor.

assumido como sendo igual a 5% do fluxo total). A indução no dente é a que apresenta a
maior diferença entre os valores calculados com os dados dos ensaios e os valores obtidos
com os modelos analíticos. A maior diferença é observada na indução do dente quando a
máquina opera sem falha e sem carga. Nestas condições o valor eficaz da diferença entre
a curva de indução medida e a curva de indução calculada chega a 0, 21 T , valor equiva-
lente a 18 % do valor eficaz da indução obtido com o ensaio. A maior parte da diferença é
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devido a saturação, pois, no modelo analítico, a saturação é modelada como um aumento
no entreferro e não varia com a amplitude da indução e, conforme mostrado na Figura
53, a saturação nos dentes é maior que nas coroas. Outra parte da diferença é devido a
erros nos parâmetros dos modelos e também a erros de medição nas tensões das sondas
de fluxo. Todas as tensões induzidas nas sondas de fluxo possuem componentes de alta
frequência produzidas pelo chaveamento do inversor de frequência, mas as tensões nos
dentes são as mais afetadas, pois são as tensões de menor amplitude.

As correntes de fase do estator obtidas com o modelo analítico e as correntes medidas
são bastante semelhantes, conforme mostrado nas figuras 74 e 75. Os valores das corren-
tes obtidos com o modelo analítico e os valores eficazes das componentes fundamentais
das correntes medidas são mostrados nas Tabelas 21 e 23. Os valores apresentados mos-
tram que as diferenças entre as correntes medidas e as correntes calculadas são maiores
quando a máquina opera sem carga do que quando a máquina opera com um terço do
torque nominal. Como os parâmetros do modelo analítico foram calculados considerando
que a máquina opera em condições nominais, os resultados indicam que os parâmetros
nominais do modelo analítico são mais próximos aos parâmetros da máquina operando
com falha e com carga do que aos parâmetros da máquina operando com falha e sem
carga. Entretanto, os parâmetros nominais parecem ser adequados para descrever o com-
portamento da máquina operando com falha e com controle dentro da faixa de operação
nominal.

Os resultados apresentados mostram não apenas a validade dos modelos analíticos
para operação sem falha, mas também para operação sob falha. Desta forma, pode-se
concluir que os modelos para a distribuição da indução e o modelo da máquina podem
ser utilizados na estimação das induções e das correntes mesmo quando a máquina opera
com falha.

Tabela 21 – Dados dos ensaios e simulações referentes às figuras 70 e 71.
rpm s [%] f [Hz] If [A] (ensaio) If [A] (analitico) torque [Nm]

sem carga 550 0,254 18,38 4,50 4,88 0,96

com carga 550 2,670 18.84 4,85 5,10 10,8

5.4 INDUÇÃO NA COROA E NOS DENTES DO ROTOR

Como não é possível medir as correntes e a indução no rotor, a validação do modelo
não pode usar resultados de ensaios . Desta forma, a validação usará dados obtidos com
o MEF. Quando a máquina de 4, 5 kW opera com carga nominal e é alimentada com
60 Hz a frequência fundamental no rotor é em torno de 1, 5 Hz e o período da simulação
de elementos finitos deve ser de aproximadamente 0, 7 s. Para analisar as harmônicas
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Figura 70 – Máquina de 5, 5 kW operando sem falha com controle vetorial e sem carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Tabela 22 – Valor eficaz em tesla de cada uma das induções mostradas nas figuras 70 e
71 e o valor eficaz em tesla da diferença entre as induções estimadas com os dados dos
ensaios (EN) e as induções obtidas com os modelos analíticos (AN).

Bcs

(EN)
Bcs

(AN)
∆Bcs

(dif.)
Bd

(EN)
Bd

(AN)
∆Bd

(dif.)
Bp

(EN)
Bp

(AN)
∆Bp

(dif.)

s/carga 1,06 1,13 0,09 1,20 1,14 0,21 0,37 0,38 0,01
c/carga 1,05 1,10 0,06 1,22 1,10 0,14 0,37 0,37 0,01

das induções de ranhura, o período de amostragem deve ser no mínimo igual a 2 vezes a
frequência da maior harmônica de ranhura. A frequência da harmônica de ranhura é dada
pela fórmula (Nr/p+n) · (1−s) ·f , onde s é o escorregamento relativo, f é a frequência
da tensão de alimentação, Nr é o número de barras do rotor, p é o número de pares de
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Figura 71 – Máquina de 5, 5 kW operando sem falha com controle vetorial e com carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Tabela 23 – Dados dos ensaios e simulações referentes às figuras 72 e 73.
sem carga com carga

ensaio analítico ensaio analítico

rpm 550 550 550 550

f 18,39 18,39 18,87 18,87 Hz

s 0,30 0,30 2,8 2,8 %

torque 0,96 0,79 10,88 10,11 Nm

I1 0 0 0 0 A

I2 8, 55 −80, 9o 9, 27 −136, 3o 9, 36 −17, 5o 9, 76 −117, 4o A

I3 5, 41 −224, 9o 5, 73 79, 7o 5, 91 197, 9o 6, 03 98, 6o A

I4 5, 20 −188, 9o 5, 73 115, 7o 5, 70 −125, 1o 6, 03 134, 6o A

I5 8, 68 27, 6o 9, 27 −28, 3o 9, 50 90, 2o 9, 76 −9, 4o A
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Figura 72 – Máquina de 5, 5 kW operando com falha, com controle MTP e sem carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

Tabela 24 – Valor eficaz em tesla de cada uma das induções mostradas nas figuras 72 e
73 e o valor eficaz em Testa da diferença entre as induções estimadas com os dados dos
ensaios (EN) e as induções obtidas com os modelos analíticos (AN).

Bcs

(EN)
Bcs

(AN)
∆Bcs

(dif.)
Bd

(EN)
Bd

(AN)
∆Bd

(dif.)
Bp

(EN)
Bp

(AN)
∆Bp

(dif.)

s/carga 1,07 1,16 0,10 1,25 1,21 0,12 0,37 0,39 0,03
c/carga 1,04 1,12 0,09 1,28 1,13 0,19 0,36 0,38 0,02

polos e n é a ordem da maior harmônica produzida pelos enrolamentos do estator que
será considerada. Para f=60 Hz, s=0, 0238, Nr=48 e n=3, a frequência da harmônica de
ranhura é igual a 1579 Hz, consequentemente, a frequência de amostragem deve ser pelo
menos 3158 Hz e o número de simulações estáticas com elementos finitos deve ser no



180

Figura 73 – Máquina de 5, 5 kW operando com falha, com controle MTP e com carga.

Fonte: elaborado pelo autor.

mínimo 2211. Como o número de simulações é muito elevado, a validação das induções
no rotor é feita em apenas uma máquina operando com falha, sem controle e com carga
nominal.

Na Figura 76 são mostradas as induções em 3 dos 48 dentes do rotor da máquina de
4, 5 kW operando com falha, sem controle e com carga de 23, 3 Nm. Nestas condições
as correntes que circulam pelo estator são mais elevadas do que as correntes nominais da
máquina o que limita a operação da máquina a curtos períodos de tempo. Como o objetivo
é validar o modelo analítico para a distribuição da indução, o ponto de operação escolhido
não traz nenhum prejuízo e tem como vantagem o aumento das frequências das tensões,
correntes e induções no rotor que diminuem o tempo de simulação necessário com o
MEF . Deve se salientar que, como a máquina possui 24 fases no rotor, por questões de
simetria, a partir do dente 25 as induções nos dentes se repetem, ou seja a indução no
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Figura 74 – Correntes nas 5 fases do estator da máquina de 5, 5 kW operando com falha,
com controle MTP e sem carga. As linhas sólidas correspondem às correntes medidas e
as linhas pontilhadas às correntes obtidas com o modelo analítico.

Fonte: elaborado pelo autor.

Figura 75 – Correntes nas 5 fases do estator da máquina de 5, 5 kW operando com falha,
com controle MTP e com carga. As linhas sólidas correspondem às correntes medidas e
as linhas pontilhadas às correntes obtidas com o modelo analítico.

Fonte: elaborado pelo autor.

dente 25 é igual a indução no dente 1, a indução no dente 26 é igual a indução no dente 2

e assim por diante. Na Figura 76 também é mostrado o espectro da indução nos 3 dentes
do rotor. Estes 3 espectros são referentes as induções obtidas com o modelo de elementos
finitos e são mostrados para ilustrar que o conteúdo harmônico em cada dente do rotor é
igual, o que muda é a fase entre as harmônicas da indução. Na Figura 77 são comparadas
as induções obtidas com o modelo analítico e com o MEF para um dos dentes do rotor e
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também o espectro da indução.

Figura 76 – Induções em 3 dentes consecutivos do rotor obtidas com o MEF sob falha e
sem controle.

Fonte: elaborado pelo autor.

A frequência das harmônicas no fluxo do dente do rotor são dadas pela expressão
(3.59) apresentada no Capítulo 3. O espectro da indução em um dente do rotor é mostrada
na Figura 77. As frequências das harmônicas de maior amplitude, mostradas na Figura
77, podem ser obtidas utilizando a expressão (3.59). Por exemplo, a fundamental tem
frequência de 1, 428 Hz que corresponde a uma velocidade angular igual a 8, 972 rad/s.
A velocidade angular em (3.59) é dada porW ± U · (1− s)w que é igual a 8, 972 rad/s

quandoW=w=2π ·60, U=n=1 e s=0, 0238. A harmônica de ranhura com frequência igual
a 1172, 868Hz tem velocidade angular igual 7369 rad/s que é obtida quandoW=w=2π ·
60, U=U4(nr = 1, nrs = 1)=19 e s=0, 0238. Os resultados mostram que a forma da onda
de indução e o espectro da indução obtido com o modelo analítico é muito semelhante a
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Figura 77 – Indução em um dente do rotor da máquina de 4, 5 kW operando com falha e
sem controle.

Fonte: elaborado pelo autor.

indução obtida com o MEF. Consequentemente, o modelo analítico pode ser utilizado em
análises preliminares da indução com a vantagem de fornecer uma estimativa da indução
em poucos segundos enquanto que, para obter a indução por meio de simulação com
elementos finitos, são necessárias várias horas se simulação.

5.5 TORQUE

Durante a operação sob falha, a variação na amplitude da onda de indução no en-
treferro é responsável pela produção da parcela pulsante do torque. Na Figura 78 são
mostrados o torque versus tempo e o formato da indução no entreferro da máquina em
três instantes de tempo que coincidem com o valor máximo do torque, com o valor médio
do torque e com o valor mínimo do torque. As curvas mostradas foram obtidas com a má-
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quina de 4, 5 kW operando com falha, sem controle e com carga igual a 23, 3Nm. A reta
vertical verde marca o instante de tempo em que o indução no entreferro atinge seu valor
máximo, a curva horizontal em rosa mostra o valor médio do torque e a curva vertical
azul mostra o instante de tempo em que a indução no entreferro atinge seu valor mínimo.
A distribuição da indução no entreferro nestes três instantes de tempo são mostradas nos
três gráficos da segunda linha, respectivamente. As curvas em azul claro correspondem a
indução no entreferro quando apenas a componente fundamental e a terceira harmônica
são consideradas. O torque obtido com o MEF apresenta componentes de alta frequên-
cia geradas pelas ranhuras do rotor e do estator, pois a simulação com elementos finitos
foi realizada em duas dimensões, e consequente, a inclinação das barras do rotor não foi
considerada.

Figura 78 – Torque produzido pela máquina de 4, 5 kW operando com falha e sem con-
trole.

Fonte: elaborado pelo autor.

Na região de baixo escorregamento, as parcelas do torque criadas pelas harmônicas
da indução são insignificantes. Entre as componentes do torque dadas pelas expressões
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(A.65) a (A.136) apresentadas no Anexo A, apenas a componente T 5
4,1,1, responsável pela

pulsação no torque, e a componente T 6
1,1,1, responsável pelo valor médio do torque, são

significativas. Entretanto, na região de alto escorregamento, o torque gerado pelas harmô-
nicas podem criar vales na curva de torque que são capazes de impedir que a máquina
atinja a velocidade máxima durante uma partida direta da rede . A pulsação no torque
criado por estas harmônicas também é maior na região de alto escorregamento.

No primeiro gráfico da Figura 79 são mostradas as curvas do torque médio produzido
por cada uma das harmônicas da indução no entreferro versus o escorregamento relativo.
No segundo gráfico da Figura 79 são mostradas as curvas da amplitude da parcela pulsante
do torque produzido por cada harmônica da indução no entreferro. No terceiro gráfico da
Figura 79 são mostradas as magnitudes de cada uma das componentes de sequência das
correntes do estator versus escorregamento. As curvas de torque em preto nos dois primei-
ros gráficos da Figura 79 mostram, respectivamente, o valor total do torque e a amplitude
da parcela pulsante do torque produzido pelas harmônicas da indução de 1 a 23. Já as
curvas coloridas mostram, respectivamente, o torque médio e a amplitude da pulsação do
torque produzido por cada uma das harmônicas da indução no entreferro. A curva em
preto no primeiro gráfico é igual à soma das curvas coloridas, mas, no segundo gráfico, a
curva em preto não é igual a soma das curvas coloridas, pois as frequências e as fases das
parcelas pulsantes do torque criadas por cada uma das harmônicas são diferentes. Nos
gráficos da primeira e segunda linha, os pontos marcados com um x de cor preta mostram
os valores de torque obtidos com simulações de elementos finitos. A região de opera-
ção normal da máquina está sombreada nos três gráficos. As curvas verticais pontilhadas
mostram o ponto de operação em que as induções e o torque mostrados nas figuras 76, 77
e 78 foram obtidos. Os resultados com elementos finitos deixam claro que o torque for-
necido pelo modelo analítico é válido na região de baixo escorregamento e para analisar
a máquina operando com escorregamentos superiores a 5% existem discrepâncias entre
resultados analíticos e de elementos finitos. Uma investigação preliminar mostrou que
estas discrepâncias se devem a variações nos parâmetros, especialmente nas indutâncias
de dispersão e resistência do rotor. Estas variações, por sua vez, se devem à distribuição
bastante particular da indução na máquina nesta condição de operação. Um artigo sobre
o modelo da máquina foi submetido ao ISA Transaction e está em fase de revisão. Neste
artigo, considerando a região de alto escorregamento, os parâmetros foram ajustados com
base em tentativa e erro de tal forma que os resultados analíticos concordem com os obti-
dos com elementos finitos, indicando que de fato os parâmetros são os responsáveis pelas
discrepâncias observadas e não o modelo em si. Este artigo está ainda em fase de revisão
e o título é Effects of High Space-Harmonics on the Operation of Five-Phase Induction

Machines under Unbalance.

As curvas de amplitude da pulsação do torque versus escorregamento mostram que,
na região de operação normal da máquina, a pulsação produzida pelas harmônicas da
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indução são praticamente nulas. As harmônicas que mais produzem torques pulsantes
são as harmônicas de ordem 3 e de ordem 23. Entretanto, a pulsação produzida por estas
harmônicas só aparece na região de alto escorregamento. Consequentemente, para medir
esta pulsação seria necessário manter a máquina operando com escorregamento elevado
o que não é possível de ser realizado com os equipamentos disponíveis no LASCAR e,
portanto, não serão apresentados resultados de ensaios para comprovação das expressões
para a pulsação no torque.

Mesmo sem ser possível comprovar através de ensaios a validade das equações do
torque, é importante determinar o motivo pelo qual algumas harmônicas de indução pro-
duzem mais torque do que outras. A indutância mútua entre o rotor e o estator através
da harmônica da indução no entreferro de ordem 23, L̂rs23, é menor em magnitude do que
as outras indutâncias, portanto o torque produzido por esta harmônica deveria ser menor.
Entretanto, em duas das equações do torque que dependem de L̂rs23, equações (A.135) e
(A.136), aparecem a componente de sequência I

r

1,1 induzida no rotor pela componente I1

através da indutância L̂rs1 . Esta é a componente de sequência das correntes do rotor que
possui maior amplitude e, para esta máquina, ela só aparece nas equações do torque que
contêm L̂rs1 e L̂rs23. Consequentemente, o torque produzido pela harmônica de ordem 23 é
elevado.

Conseguir prever quais harmônicas da indução irão produzir torques indesejáveis é
de vital importância no projeto de máquinas de indução, pois dependendo do número
de ranhuras do estator e de barras no rotor, a máquina pode produzir torques parasitas
indesejáveis. Em muitos livros de projeto de máquinas são fornecidas tabelas contendo as
combinações de barras do rotor e ranhuras do estator que não produzem torques parasitas.
Estas tabelas são úteis apenas para o projeto de máquinas trifásicas, pois o número de
ranhuras do estator depende do número de fases. Portanto, as expressões para o torque
produzido por cada harmônica são ferramentas úteis no projeto de máquinas pentafásicas.

5.6 CONSIDERAÇÕES FINAIS

Neste capítulo foi realizada a validação do modelo para a distribuição da indução no
interior da máquina de indução. Os resultados apresentados mostram que o modelo analí-
tico é válido e pode ser utilizado na análise da máquina operando com ou sem falha e com
ou sem controle. As induções obtidas com o modelo analítico são bastante próximas das
induções obtidas com o MEF e podem ser obtidas em muito menos tempo. Esta cons-
tatação torna o modelo analítico uma boa ferramenta de análise, de projeto e otimização
de máquinas de indução. A principal limitação dos modelos é a incapacidade de modelar
a variação da saturação. Na região das coroas e no entreferro esta limitação não parece
influenciar de forma significativa os resultados analíticos, pois nestas regiões a indução
obtida com o MEF e com o modelo analítico são bastante semelhantes. Por outro lado,
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na região dos dentes, a saturação é maior e pode ser necessário corrigir a indução obtida
com o modelo analítico nos casos onde se deseje estimar com maior exatidão as perdas
magnéticas. A correção da indução pode ser feita utilizando o método apresentado na
subseção 4.5.0.1 do Capítulo 4. Os modelos apresentados não fornecem a indução na
região de transição entre a coroa e os dentes nem a indução em cada ponto do rotor e
do estator. Para obter uma distribuição detalhada da indução no interior da máquina é
necessário recorrer a análises com elementos finitos.
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Figura 79 – Torque produzido pela máquina de 4, 5 kW operando com falha e sem con-
trole.

Fonte: elaborado pelo autor.
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6 CONCLUSÕES

Neste trabalho foram apresentadas e validados modelos para a distribuição da indução
no interior da máquina e um modelo para a máquina operando em regime permanente
senoidal. Utilizando estes modelos junto com resultados de ensaios e simulações com
elementos finitos foram analisados os impactos da operação sob falha na distribuição da
indução no interior da máquina e nas perdas magnéticas. Os principais resultados obtidos
e conclusões são apresentado e discutidos neste capítulo.

O modelo apresentado no Capítulo 2 para a máquina pentafásica operando em regime
permanente senoidal, permite analisar os efeitos das harmônicas da indução na geração de
torque e nas correntes induzidas no rotor. As equações do torque apresentadas permitem
identificar quais harmônicas espaciais da indução produzem torque durante a operação
normal e quais produzem torques durante a operação sob falha. Uma aplicação possível
para o equacionamento apresentado é no projeto de máquinas pentafásicas para deter-
minar o número de barras que o rotor da máquina deve possuir para reduzir os torques
parasitas durante a operação normal e sob falha.

Durante a validação dos modelos, os resultados obtidos mostraram que os parâmetros
nominais do modelo são adequados para descrever o funcionamento da máquina operando
com e sem falha na região de baixo escorregamento. Entretanto, na região de alto escor-
regamento os parâmetros não se mostraram adequados uma vez que o modelo apresenta
discrepância em relação a resultados obtidos com elementos finitos. A forma como os
parâmetros variam quando a máquina passa a operar na região de alto escorregamento e
sob falha necessita de estudos mais detalhados e aprofundados. Sendo esta uma área de
pesquisa que pode ser explorada em trabalhos futuros.

As equações do torque deixam evidente a forma como as harmônicas da indução e as
componentes de sequência das correntes interagem para produzir torque. Basicamente,
os torques produzidos durante a operação sob falha surgem devido a alterações na dis-
tribuição da indução no entreferro; o modelo proposto permite identificar e quantificar
as harmônicas mais importantes na produção de torques pulsantes. O desequilíbrio nas
correntes do estator provocado pela operação sob falha cria campos girantes e campos pul-
santes com as harmônicas da indução produzidas pelos enrolamentos do estator. Durante
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a operação com falha e sem controle, as maiores parcelas do torque médio e do torque
pulsante são produzidas pela onda fundamental da indução no entreferro. Na região de
baixo escorregamento, praticamente toda a alteração no torque produzido pela falha é
devido a alterações no formato da onda fundamental da indução. Os torques produzidos
pelas harmônicas da indução só se tornam significativos na região de alto escorregamento.
O terceiro harmônico da indução afeta de forma significativa o torque apenas quando a
máquina opera com escorregamentos relativos entre 2/3 e 3/4, pois, nesta faixa de ope-
ração, a impedância do rotor correspondente à componente de sequência 3 se torna muito
pequena. Consequentemente, as correntes que produzem o terceiro harmônico da indução
aumentam, assim como o torque produzido por esta harmônica. Os torques produzidos
pelas harmônicas de indução só se tornam significativos na região de alto escorregamento.
Entretanto, as correntes induzidas no rotor por estas harmônicas não produzem quantida-
des significativas de torque. A maior parcela do torque produzido pelas harmônicas de
indução com ordem maior que três são gerados pela interação das harmônicas de indução
com as componentes I

r

1,1 e I
r

3,3 das correntes de fase do rotor. Por exemplo, quando a
máquina de 4, 5 kW opera sob falha, a parcela T 3

3,3,7 do torque é gerado pelo harmônico
espacial da indução de ordem n=7 e pela componente de sequência I

r

3,3 das correntes do
rotor. A harmônica espacial da indução de ordem n=7 induz no rotor as componentes
de sequência I

r

3,7 e I
r

2,7 que também produzem torque através da harmônica espacial da
indução de ordem n=7, sendo T r3,3,7 e T r3,2,7, respectivamente, as parcelas do torque produ-
zidas por estas componentes de sequência. Entretanto, a parcela T 3

3,3,7 é muito maior que
as parcelas T r3,3,7 e T r3,2,7, pois a componente I

r

3,3 é muito maior do que as componentes
I
r

3,7 e I
r

2,7 das correntes do rotor. Este tipo de análise mostra que o mecanismo de geração
de torque das máquinas multifásicas operando sob falha é bastante complexo e que o mo-
delo da máquina apresentado no Capítulo 2 é uma importante ferramenta de análise e de
projeto de máquinas de indução multifásicas.

Os modelos apresentadas no Capítulo 3 fornecem as induções nos dentes, coroas e no
entreferro das máquinas de indução multifásicas. Entretanto, a indução obtida com estes
modelos são aproximações. As induções nos dentes fornecidas pelo modelo analítico cor-
respondem aos valores médios das induções dos dentes na direção radial; o modelo para a
indução na coroa fornece o valor médio da indução na direção tangencial e o modelo para
a distribuição da indução no entreferro fornece a indução radial em diferentes pontos do
entreferro. Com os modelos apresentados não é possível estimar as induções tangencias
nos dentes e no entreferro nem a indução radial nas coroas. Contudo, mesmo com as li-
mitações citadas, os resultados apresentados mostram que as distribuições de indução no
entreferro, nos dentes e nas coroas, fornecidos pelos modelos analíticos, são bastante pró-
ximas às induções obtidas com o método dos elementos finitos. Portanto, pode-se afirmar
que os modelos se mostraram adequados no estudo preliminar da distribuição da indução
no interior da máquina e apresenta como principal vantagem sobre o MEF a rapidez com
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que novas distribuições para a indução podem ser obtidas. Por exemplo, as simulações
necessárias para obter as induções mostradas nas figuras 76 e 77 apresentadas no Capítulo
5 foram realizadas ao longo de 6 dias. Por outro lado, curvas correspondentes podem ser
obtidas em segundos utilizando os modelos analíticos apresentados.

As induções fornecidas pelos modelos analíticos também se mostraram adequadas na
estimação das perdas magnéticas. A análise das perdas magnéticas durante a operação sob
falha e com diferentes estratégias de controle foi realizada no Capítulo 4. A estimação
das perdas foi realizada utilizando simulações com o MEF e também as induções obti-
das com os modelos analíticos apresentados no Capítulo 3. Os resultados apresentados
mostraram que a distribuição da indução e das perdas magnéticas variam de acordo com
a estratégia de controle utilizada e que a variação nas perdas obtida com o modelo analí-
tico seguem as mesmas tendências das variações obtidas com o MEF. Cada estratégia de
controle altera de forma diferente o conteúdo harmônico das induções nos dentes, coroas
e entreferro. No rotor, o conteúdo harmônico das induções em cada um dos dentes é igual
e varia de acordo com a estratégia de controle. Por outro lado, a indução em cada um dos
dentes do estator é alterada de maneira diferente pela estratégia de controle. Em alguns
dentes do estator a magnitude da indução aumenta enquanto que em outros ela diminui.
As perdas magnéticas totais podem aumentar em até 10%, dependendo da estratégia de
controle utilizada. A variação das perdas magnéticas é muito maior nos dentes do que
nas coroas. A maior variação nas perdas é observada quando a máquina opera sob falha e
com a estratégia de controle MTP. Nestas condições, foi observado um aumento de apro-
ximadamente 10% nas perdas magnéticas dos dentes do estator e um aumento superior
a 15% nas perdas magnéticas dos dentes do rotor. Por outro lado, as perdas magnéticas
nas coroas variam muito pouco. Na coroa do estator, o aumento máximo observado foi
de apenas 3% e na coroa do rotor as perdas magnéticas são desprezíveis. Como as perdas
magnéticas dos dentes se concentram nas cabeças dos dentes, o aumento das perdas pode
criar pontos quentes dentro da máquina com consequentes danos para o isolamento. Para
analisar esta hipótese de forma mais definitiva são necessários novos estudos e o uso de
modelos térmicos da máquina.

De forma geral, o aumento nas perdas magnéticas é pequeno quando comparado com
o aumento nas perdas joule produzidas pelo estator. A variação nas perdas magnéticas
das duas máquinas são semelhantes, mas os dados indicam que a máquina de 5, 5 kW

se mostra mais adequada para a operação sob falha, pois o aumento no total de perdas
é menor nesta máquina. A principal diferença entre a máquina de 4, 5 kW e a máquina
de 5, 5 kW é a configuração do estator. A máquina de 5, 5 kW possui um estator mais
sofisticado com enrolamentos de dupla camada, com mais ranhuras por polo e por fase
e com encurtamento de passo. Consequentemente, a máquina de 5, 5 kW produz me-
nos harmônicas de indução no entreferro diminuindo assim as perdas joule no rotor e as
perdas magnéticas totais. Por outro lado, as perdas joule do estator não dependem das ca-
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racterísticas da máquina, apenas da estratégia de controle utilizada. Consequentemente,
para projetar uma máquina que opere sob falha e produza menos perdas joule no estator a
única opção é sobre-dimensionar os enrolamentos do estator.

Resumindo, os modelos analíticos apresentados se mostraram adequados para a aná-
lise da máquina, podendo ser utilizados como ferramentas de projeto. A distribuição da
induções é afetada pela falha e depende da estratégia de controle utilizada. As perdas
magnéticas aumentam durante a operação sob falha e o aumento depende da estratégia
de controle utilizada. O aumento das perdas magnéticas é maior nos dentes do que nas
coroas. O aumento localizado das perdas nos dentes pode criar pontos quentes, mas esta
hipótese não foi testada, pois exige o uso de modelos térmicos da máquina.

Tendo em vista que durante a realização do presente trabalho foram detectados vários
aspectos relacionados ao tema que merecem ser investigados, na sequência são apresen-
tadas algumas sugestões de trabalhos futuros.

As máquinas utilizadas neste trabalho são máquinas de pequeno porte, com rotor do
tipo gaiola de esquilo e com inclinação nas barras do rotor. Consequentemente, a variação
da permeância devido as ranhuras do estator e do rotor não afetam de forma significativa
as correntes e os torques fornecidos pelo modelo analítico da máquina.

Para analisar máquinas de maior porte, com rotor do tipo gaiola de esquilo e sem
inclinação nas barras, é interessante utilizar um modelo analítico da máquina em que o
efeito da variação da permeância é considerado. Portanto, pode-se incluir como sugestão
para trabalhos futuros:

1. o desenvolvimento de um modelo analítico da máquina com a capacidade de mo-
delar a variação da permeância do entreferro considerando o efeito das ranhuras;

2. determinação dos parâmetros da máquina operando sob falha e na região de alto
escorregamento;

3. inclusão dos efeitos da variação da saturação nos modelos para indução apresenta-
dos no Capítulo 3.

Os modelos para a distribuição da indução apresentados no Capítulo 3 podem ser utiliza-
dos como ponto de partida no desenvolvimento do modelo analítico que considera o efeito
das ranhuras, pois as indutâncias próprias e mútuas de cada fase do rotor e do estator po-
dem ser calculadas com a indução fornecida pelos modelos apresentados no Capítulo 3.
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APÊNDICE A EQUAÇÕES DO TORQUE

Equações do torque da máquina de indução pentafásica de 5, 5 kW com N=22.
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r

4,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt+ I

r

4,11 − I1

]
(A.30)

T 3
4,4,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

4,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

4,11 + I4

]
(A.31)

T 4
1,4,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

4,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

4,11 − I1

]
(A.32)

T 5
4,1,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

1,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

1,11 + I4

]
(A.33)

T 6
1,1,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

1,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

1,11 − I1

]
(A.34)

T 7
4,1,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

1,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt− I

r

1,11 + I4

]
(A.35)
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T 8
1,1,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

1,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 22(1− s) · ωt− I

r

1,11 − I1

]
(A.36)

T 1
2,1,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

1,9| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 22(1− s) · ωt+ I

r

1,9 + I2

]
(A.37)

T 2
3,1,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

1,9| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt+ I

r

1,9 − I3

]
(A.38)

T 3
2,2,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

2,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

2,13 + I2

]
(A.39)

T 4
3,2,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

2,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

2,13 − I3

]
(A.40)

T 5
2,3,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

3,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

3,13 + I2

]
(A.41)

T 6
3,3,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

3,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

3,13 − I3

]
(A.42)

T 7
2,4,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

4,9| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt− I

r

4,9 + I2

]
(A.43)

T 8
3,4,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

4,9| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 22(1− s) · ωt− I

r

4,9 − I3

]
(A.44)

T 3
3,3,17 = −17 · p · |I3| · |I

r

3,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

3,17 + I3

]
(A.45)

T 4
2,3,17 = −17 · p · |I2| · |I

r

3,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

3,17 − I2

]
(A.46)

T 5
3,2,17 = −17 · p · |I3| · |I

r

2,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

2,17 + I3

]
(A.47)

T 6
2,2,17 = −17 · p · |I2| · |I

r

2,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

2,17 − I2

]
(A.48)

T 1
1,2,19 = −19 · p · |I1| · |I

r

2,3| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 22(1− s) · ωt+ I

r

2,3 + I1

]
(A.49)

T 2
4,2,19 = −19 · p · |I4| · |I

r

2,3| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt+ I

r

2,3 − I4

]
(A.50)

T 3
1,1,19 = −19 · p · |I1| · |I

r

1,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

1,19 + I1

]
(A.51)

T 4
4,1,19 = −19 · p · |I4| · |I

r

1,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

1,19 − I4

]
(A.52)

T 5
1,4,19 = −19 · p · |I1| · |I

r

4,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

4,19 + I1

]
(A.53)

T 6
4,4,19 = −19 · p · |I4| · |I

r

4,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

4,19 − I4

]
(A.54)
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T 7
1,3,19 = −19 · p · |I1| · |I

r

3,3| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt− I

r

3,3 + I1

]
(A.55)

T 8
4,3,19 = 19 · p · |I4| · |I

r

3,3| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt− 22(1− s) · ωt+ I

r

3,3 + I4

]
(A.56)

T 1
4,4,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

4,1| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 22(1− s) · ωt+ I

r

4,1 + I4

]
(A.57)

T 2
1,4,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

4,1| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt+ I

r

4,1 − I1

]
(A.58)

T 3
4,4,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

4,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

4,21 + I4

]
(A.59)

T 4
1,4,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

4,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

4,21 − I1

]
(A.60)

T 5
4,1,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

1,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

1,21 + I4

]
(A.61)

T 6
1,1,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

1,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

1,21 − I1

]
(A.62)

T 7
4,1,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

1,1| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
22(1− s) · ωt− I

r

1,1 + I4

]
(A.63)

T 8
1,1,21 = 21 · p · |I1| · |I

r

1,1| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt− 22(1− s) · ωt+ I

r

1,1 + I1

]
(A.64)

Equações do torque da máquina de indução pentafásica de 4, 5 kW com N=24.

T 1
4,2,1 = −1 · p · |I4| · |I

r

2,23| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

2,23 + I4

]
(A.65)

T 2
1,2,1 = −1 · p · |I1| · |I

r

2,23| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

2,23 − I1

]
(A.66)

T 3
4,4,1 = −1 · p · |I4| · |I

r

4,1| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

4,1 + I4

]
(A.67)

T 4
1,4,1 = −1 · p · |I1| · |I

r

4,1| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

4,1 − I1

]
(A.68)

T 5
4,1,1 = −1 · p · |I4| · |I

r

1,1| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

1,1 + I4

]
(A.69)

T 6
1,1,1 = −1 · p · |I1| · |I

r

1,1| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

1,1 − I1

]
(A.70)

T 7
4,3,1 = −1 · p · |I4| · |I

r

3,23| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

3,23 + I4

]
(A.71)

T 8
1,3,1 = −1 · p · |I1| · |I

r

3,23| · L̂rs1 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

3,23 − I1

]
(A.72)
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T 1
2,4,3 = −3 · p · |I2| · |I

r

4,21| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

4,21 + I2

]
(A.73)

T 2
3,4,3 = −3 · p · |I3| · |I

r

4,21| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

4,21 − I3

]
(A.74)

T 3
2,2,3 = −3 · p · |I2| · |I

r

2,3| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

2,3 + I2

]
(A.75)

T 4
3,2,3 = −3 · p · |I3| · |I

r

2,3| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

2,3 − I3

]
(A.76)

T 5
2,3,3 = −3 · p · |I2| · |I

r

3,3| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

3,3 + I2

]
(A.77)

T 6
3,3,3 = −3 · p · |I3| · |I

r

3,3| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

3,3 − I3

]
(A.78)

T 7
2,1,3 = −3 · p · |I2| · |I

r

1,21| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

1,21 + I2

]
(A.79)

T 8
3,1,3 = −3 · p · |I3| · |I

r

1,21| · L̂rs3 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

1,21 − I3

]
(A.80)

T 1
3,3,7 = −7 · p · |I3| · |I

r

3,17| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

3,17 + I3

]
(A.81)

T 2
2,3,7 = −7 · p · |I2| · |I

r

3,17| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

3,17 − I2

]
(A.82)

T 3
3,3,7 = −7 · p · |I3| · |I

r

3,7| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

3,7 + I3

]
(A.83)

T 4
2,3,7 = −7 · p · |I2| · |I

r

3,7| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

3,7 − I2

]
(A.84)

T 5
3,2,7 = −7 · p · |I3| · |I

r

2,7| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

2,7 + I3

]
(A.85)

T 6
2,2,7 = −7 · p · |I2| · |I

r

2,7| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

2,7 − I2

]
(A.86)

T 7
3,2,7 = −7 · p · |I3| · |I

r

2,17| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

2,17 + I3

]
(A.87)

T 8
2,2,7 = −7 · p · |I2| · |I

r

2,17| · L̂rs7 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

2,17 − I2

]
(A.88)

T 3
1,1,9 = −9 · p · |I1| · |I

r

1,9| · L̂rs9 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

1,9 + I1

]
(A.89)

T 4
4,1,9 = −9 · p · |I4| · |I

r

1,9| · L̂rs9 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

1,9 − I4

]
(A.90)

T 5
1,4,9 = −9 · p · |I1| · |I

r

4,9| · L̂rs9 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

4,9 + I1

]
(A.91)

T 6
4,4,9 = −9 · p · |I4| · |I

r

4,9| · L̂rs9 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

4,9 − I4

]
(A.92)
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T 1
4,2,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

2,13| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

2,13 + I4

]
(A.93)

T 2
1,2,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

2,13| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

2,13 − I1

]
(A.94)

T 3
4,4,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

4,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

4,11 + I4

]
(A.95)

T 4
1,4,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

4,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

4,11 − I1

]
(A.96)

T 5
4,1,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

1,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

1,11 + I4

]
(A.97)

T 6
1,1,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

1,11| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

1,11 − I1

]
(A.98)

T 7
4,3,11 = −11 · p · |I4| · |I

r

3,13| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

3,13 + I4

]
(A.99)

T 8
1,3,11 = −11 · p · |I1| · |I

r

3,13| · L̂rs11 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

3,13 − I1

]
(A.100)

T 1
2,4,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

4,11| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

4,11 + I2

]
(A.101)

T 2
3,4,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

4,11| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

4,11 − I3

]
(A.102)

T 3
2,2,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

2,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

2,13 + I2

]
(A.103)

T 4
3,2,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

2,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

2,13 − I3

]
(A.104)

T 5
2,3,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

3,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

3,13 + I2

]
(A.105)

T 6
3,3,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

3,13| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

3,13 − I3

]
(A.106)

T 7
2,1,13 = −13 · p · |I2| · |I

r

1,11| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

1,11 + I2

]
(A.107)

T 8
3,1,13 = −13 · p · |I3| · |I

r

1,11| · L̂rs13 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

1,11 − I3

]
(A.108)

T 1
3,3,17 = −17 · p · |I3| · |I

r

3,7| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

3,7 + I3

]
(A.109)

T 2
2,3,17 = −17 · p · |I2| · |I

r

3,7| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

3,7 − I2

]
(A.110)
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T 3
3,3,17 = −17 · p · |I3| · |I

r

3,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

3,17 + I3

]
(A.111)

T 4
2,3,17 = −17 · p · |I2| · |I

r

3,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

3,17 − I2

]
(A.112)

T 5
3,2,17 = −17 · p · |I3| · |I

r

2,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

2,17 + I3

]
(A.113)

T 6
2,2,17 = −17 · p · |I2| · |I

r

2,17| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

2,17 − I2

]
(A.114)

T 7
3,2,17 = −17 · p · |I3| · |I

r

2,7| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

2,7 + I3

]
(A.115)

T 8
2,2,17 = 17 · p · |I2| · |I

r

2,7| · L̂rs17 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt− 24(1− s) · ωt+ I

r

2,7 + I2

]
(A.116)

T 3
1,1,19 = −19 · p · |I1| · |I

r

1,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

1,19 + I1

]
(A.117)

T 4
4,1,19 = −19 · p · |I4| · |I

r

1,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

1,19 − I4

]
(A.118)

T 5
1,4,19 = −19 · p · |I1| · |I

r

4,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

4,19 + I1

]
(A.119)

T 6
4,4,19 = −19 · p · |I4| · |I

r

4,19| · L̂rs19 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

4,19 − I4

]
(A.120)

T 1
4,2,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

2,3| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

2,3 + I4

]
(A.121)

T 2
1,2,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

2,3| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

2,3 − I1

]
(A.122)

T 3
4,4,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

4,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

4,21 + I4

]
(A.123)

T 4
1,4,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

4,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

4,21 − I1

]
(A.124)

T 5
4,1,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

1,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

1,21 + I4

]
(A.125)

T 6
1,1,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

1,21| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

1,21 − I1

]
(A.126)

T 7
4,3,21 = −21 · p · |I4| · |I

r

3,3| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

3,3 + I4

]
(A.127)

T 8
1,3,21 = −21 · p · |I1| · |I

r

3,3| · L̂rs21 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

3,3 − I1

]
(A.128)

T 1
2,4,23 = −23 · p · |I2| · |I

r

4,1| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ 24(1− s) · ωt+ I

r

4,1 + I2

]
(A.129)
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T 2
3,4,23 = −23 · p · |I3| · |I

r

4,1| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt+ I

r

4,1 − I3

]
(A.130)

T 3
2,2,23 = −23 · p · |I2| · |I

r

2,23| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
− I

r

2,23 + I2

]
(A.131)

T 4
3,2,23 = −23 · p · |I3| · |I

r

2,23| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt− I

r

2,23 − I3

]
(A.132)

T 5
2,3,23 = −23 · p · |I2| · |I

r

3,23| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
2ωt+ I

r

3,23 + I2

]
(A.133)

T 6
3,3,23 = −23 · p · |I3| · |I

r

3,23| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
I
r

3,23 − I3

]
(A.134)

T 7
2,1,23 = −23 · p · |I2| · |I

r

1,1| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
24(1− s) · ωt− I

r

1,1 + I2

]
(A.135)

T 8
3,1,23 = −23 · p · |I3| · |I

r

1,1| · L̂rs23 ·
N ·m

2
· sen

[
− 2ωt+ 24(1− s) · ωt− I

r

1,1 − I3

]
(A.136)
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APÊNDICE B MÁQUINAS UTILIZADAS NOS ENSAIOS

B.0.1 Parâmetros dos modelos

Tabela 25 – Parâmetros dos modelos das máquinas do LASCAR.
Máquina 4, 5 kW 5, 5 kW

Rs 0,42 1,28 Ω

L̃1 63,51 118,84 mH
L̃3 7,50 7,04 mH
L̂sr1 44,02 105,90 µH

L̂sr3 -12,47 -18,01 µH

L̂sr7 -2,00 2,47 µH

L̂sr9 413,98 -714,27 nH

L̂sr11 239,44 -335,43 nH

L̂sr13 -372,47 236,30 nH

L̂sr17 -126,88 -14,34 nH

L̂sr19 25,85 -5,45 nH

L̂sr21 11,63 -4,10 nH

L̂sr23 -7,61 -9,03 nH

Rar 859,23 930,39 nΩ

Rbr 95,98 110,22 µΩ

L̃r1 0,97 2,78 µH

L̃r3 1,12 3,25 µH

L̃r7 1,66 4,87 µH

L̃r9 1,91 5,52 µH

L̃r11 2,05 5,76 µH

L̃r13 2,05 5,52 µH

L̃r17 1,66 4,02 µH

L̃r19 1,37 3,25 µH

L̃r21 1,12 2,78 µH

L̃r23 0,97 - µH
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Tabela 26 – Dimensões principais da máquina
Máquina 4, 5 kW 5, 5 kW

entreferro (δ) 0,45 0,78 mm

abertura da ranhura do estator (bos) 2,8 1,8 mm

abertura da ranhura do rotor (bor) 0 0 mm

raio do rotor (R) 57,5 57,5 mm

diâmetro externo do estator (D) 182 182 mm

comprimento axial do rotor (`p) 130 140 mm

largura do dente do estator 4,3 3,0 mm

largura do dente do rotor 3,5 3,75 mm

altura da coroa do estator 15,19 14,18 mm

altura da coroa do rotor 15 20,75 mm

número de ranhuras no estator (Ns) 40 60
número de barras no rotor (Nr) 48 44

número de camadas do enrolamento (Nc) 1 2
encurtamento de passo em número de ranhuras (ye) 0 3

ramos conectadas em paralelo (Gp) 2 1

Tabela 27 – Coeficientes das equações de perdas magnéticas
Máquina 4, 5 kW 5, 5 kW

Kh 221,21 215,10
Ke 1,70 1,65
κ 2 2
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ANEXO A CURVAS DE MAGNETIZAÇÃO E DE PERDAS
MAGNÉTICAS DAS CHAPAS DOS MOTORES

A.1 Curvas de magnetização

Curvas de magnetização das chapas das máquinas de indução pentafásicas utilizadas
nos ensaios.
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A.2 Curvas de perdas magnéticas das chapas


