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RESUMO
Dissertação de Mestrado

Programa de Pós-Graduação em Engenharia Elétrica
Universidade Federal de Santa Maria, RS, Brasil

ANÁLISE DA CONEXÃO DE GERADORES EÓLICOS
DUPLAMENTE ALIMENTADOS COM COMPENSAÇÃO

SÉRIE
Autor: Jorge Rodrigo Massing

Orientador: Humberto Pinheiro, Ph.D.

Local da Defesa e Data: Santa Maria, 29 de Agosto de 2008.

Esta dissertação trata dos principais problemas relacionados à conexão de geradores
duplamente alimentados à rede elétrica com tensões desequilibradas. Compensação série é
usada para equilibrar as tensões no estator da máquina, evitando oscilações de conjugado
e altas correntes de seqüência negativa devido aos desequilíbrios das tensões no ponto
de conexão do gerador. O controle da tensão do barramento CC é proposto tal que é
possível reduzir a complexidade do conversor quando comparado com outras alternativas
apresentadas na literatura. A operação próximo à carga nula é apresentada. Resultados
de simulação para um gerador em escala comercial são apresentados para demonstrar o
desempenho do sistema proposto.

Palavras-chave: Gerador com dupla alimentação, compensador série, turbinas eólicas.



ABSTRACT
Master’s Dissertation

Postgraduate Program in Electrical Engineering
Federal University of Santa Maria, RS, Brazil

CONTRIBUTION TO THE CONNECTION OF DOUBLY-FED
INDUCTION GENERATORS WITH A SERIES GRID SIDE

CONVERTER
Author: Jorge Rodrigo Massing

Advisor: Humberto Pinheiro, Ph.D.

Place and Date: Santa Maria, August 29th, 2008.

This dissertation addresses the main problems related to doubly-fed induction gener-
ators (DFIG) connection to grids with unbalanced voltages. Series compensation is used
to achieve balanced voltage on the stator of the machine, avoiding torque oscillations and
high currents due to the grid voltage unbalance. The DC-link voltage control proposed
reduces the complexity of the converter when compared to the alternatives considered in
the literature. The close to no-load operation of the DFIG is also depicted. Simulation re-
sults for a commercial large scale generator are presented to demonstrate the performance
of the system with the proposed controller.

Keywords: Doubly-Fed Induction Generator, Series Compensation, Wind Turbines.
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iconv
α ,iconv

β correntes de saída do conversor série em coordenadas αβ

vconv
α ,vconv

β tensões nos capacitores do filtro do conversor série em coordenadas αβ

iαp,iβp correntes do primário do transformador série em coordenadas αβ

userie
α ,userie

β tensões aplicadas pelo conversor série em coordenadas αβ

iαs,iβs correntes estatóricas em coordenadas αβ

Gs(s) função de transferência da tensão de saída para a tensão de entrada do

circuito monofásico equivalente do conversor série em coordenadas αβ

Gdist(s) função de transferência da tensão de saída para a corrente de distúrbio

do circuito monofásico equivalente do conversor série em coordenadas

αβ

τ atraso de transporte em segundos

idist vetor de distúrbio de corrente em coordenadas αβ
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iconv
ref referência interna de corrente da malha de amortecimento do conversor

série em coordenadas αβ

Gcomp
s (s) função de transferência da planta pré-compensada

kc ganho proporcional da malha de pré-compensação

K(s) função de transferência do controlador da malha externa de tensão

W1(s),W2(s),W3(s) funções de ponderação para projeto do controlador H∞

S(s) função de transferência de sensitividade

R(s) função de transferência que relaciona a ação de controle com a referência

T (s) função de transferência de sensitividade complementar

∆(s) função de transferência da incerteza da planta

G̃(s) função de transferência da planta pré-compensada com incerteza

paramétrica

ka ganho de W1(s)

ζW1
amortecimento de W1(s)

ω0 freqüência de ressonância de W1(s)

b0, · · · , b7 coeficientes do numerador do controlador K(s)

a0, · · · , a7 coeficientes do denominador do controlador K(s)

K(z) função de transferência discreta do controlador da malha externa de

tensão

vserie
αβ− referência de tensão série de seqüência negativa

vαβ+ tensões de fase da rede de seqüência positiva em coordenadas αβ

vαβ− tensões de fase da rede de seqüência negativa em coordenadas αβ

vαβs tensões estatóricas em coordenadas αβ

iαβs correntes estatóricas em coordenadas αβ

I+ valor RMS das correntes estatóricas
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V+ valor RMS das tensões série de seqüência positiva

V− valor RMS das tensões série de seqüência negativa

Ec energia do capacitor do barramento CC

C capacitância do capacitor do barramento CC

uca grandeza de controle das tensões série, com característica de resistência

Gcc(s) função de transferência do controlador de tensão do barramento CC

kCC
p ,kCC

i ganhos proporcional e integral do controlador do barramento CC

GCC
mf (s) função de transferência linearizada de controle do barramento CC

ωnCC freqüência natural da função de transferência linearizada de controle do

barramento CC

ζcc amortecimento da função de transferência linearizada de controle do

barramento CC

GPQ
f (s) função de transferência do filtro de segunda ordem das potências es-

tatóricas

BPQ
w freqüência de corte do filtro GPQ

f (s)

ζPQ amortecimento do filtro GPQ
f (s)

β0, · · · , β6 coeficientes do numerador do controlador K(z)

α0, · · · , α6 coeficientes do denominador do controlador K(z)



1 INTRODUÇÃO

O uso de energias renováveis vem aumentando a cada ano. Dentro desta perspectiva,

o uso de energia eólica é uma alternativa bastante atrativa, tanto em termos financeiros

quanto ao seu reduzido impacto ambiental. A geração eólica pode ser disponibilizada

através de linhas de transmissão (como no caso de parques eólicos) como também ser

conectada diretamente às linhas de distribuição. Inserindo-se nesse contexto, existem

várias possibilidades de geradores e turbinas eólicas. Apesar de a máquina síncrona de

imã permanente estar surgindo como uma alternativa, conforme (BTM CONSULT ApS,

2008), a alternativa usada pela maioria das empresas fabricantes de geradores eólicos é a

configuração com gerador duplamente alimentado, visto que este apresenta algumas van-

tagens com relação ao gerador com conversor pleno, como será apresentado mais adiante.

Esta dissertação tratará do estudo de geradores duplamente alimentados com operação

em velocidade variável, com o foco nos problemas causados por desequilíbrios de tensão

e condições não-ideais da rede no ponto de conexão.

1.1 Objetivo do trabalho

Este trabalho propõe modificações na conexão de geradores eólicos duplamente ali-

mentados com o objetivo de reduzir oscilações de conjugado devido a desequilíbrios de ten-

são. A modificação consiste em se utilizar um conversor série entre o estator da máquina

e o ponto de conexão com a rede, ao contrário da configuração mais adotada que utiliza

um conversor em paralelo do lado da rede. A configuração tem a característica de um

compensador série conectado entre a rede e o estator do gerador e está conectado ao

conversor bidirecional do rotor do gerador duplamente alimentado.

A motivação deste trabalho surge principalmente de problemas devido à conexão de

geradores eólicas em lugares onde a rede tem uma impedância elevada, como por exemplo

em regiões rurais e longe dos centros geradores. Cargas desequilibradas conectadas à rede

trifásica podem causar desequilíbrio de tensão no ponto de conexão do gerador, causando
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altas correntes estatóricas, pulsação da potência gerada e principalmente oscilações de

conjugado eletromagnético na máquina. Isso acarreta em uma má qualidade do forneci-

mento de energia, além de reduzir a vida útil de componentes mecânicos como caixas de

engrenagens (MULJADI et al., 1999).

Considerando a proposta de conexão do conversor do lado da rede em série, é proposto

o cancelamento do desequilíbrio das tensões estatóricas e o controle do barramento CC do

conversor bidirecional, cuja complexidade é reduzida comparando-se com outras alterna-

tivas propostas na literatura. A operação sob diferentes condições de geração é descrita.

Resultados de simulação são apresentados para uma turbina de 2.27MVA (PETERSSON,

2005) para validar o estudo realizado.

1.2 Revisão bibliográfica

Existe uma tendência em se aumentar gradativamente a potência gerada por turbinas

eólicas. Há algumas décadas, a potência nominal das unidades chegava a 200kW. Em

1999, a potência média das turbinas eólicas alcançou 600kW. As maiores unidades de

produção em série por volta do ano de 2002 chegavam a 1.5MW de potência. Atualmente,

existem unidades geradoras instaladas com potência nominal de 2.5MW (MüLLER; DEIKE;

DONKER, 2002) e inclusive superiores a esta potência. Alguns fabricantes já disponibilizam

turbinas de até 5MW. Esta tendência é impulsionada pela redução do custo dos parques

de geração eólica instalados, do domínio da tecnologia e de incentivos fiscais.

A escolha da configuração para geração eólica depende basicamente da confiabilidade

do sistema, do custo envolvido nos projetos e da tecnologia disponível. Grande parte

das turbinas inicialmente construídas seguem o chamado "conceito dinamarquês", que

consiste no uso de simples máquinas de indução com rotor gaiola de esquilo diretamente

conectadas à rede trifásica. O rotor é conectado à turbina através de uma caixa de

engrenagens com relação de velocidades fixa. Alguns geradores de indução permitem um

ajuste na configuração de pólos para operação em mais de uma velocidade síncrona. No

entanto, para qualquer ponto de operação esta turbina terá que operar à velocidade quase

que constante e definida pela freqüência da rede. Devido à pouca flexibilidade quanto

à absorção de energia em rajadas de vento, este conceito exige estruturas mecânicas

mais reforçadas e uma rede que permite rápidas variações de potência gerada. Outro

fator importante é que em operação com velocidade fixa não é possível extrair a máxima

potência da turbina para diferentes velocidades de vento.
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Neste aspecto, os geradores que operam em velocidade variável apresentam vantagens.

Apesar da complexidade em termos de controle, estes permitem que se extraia a máxima

potência da turbina em função da velocidade, otimizando a extração de energia do vento.

Algumas vantagens de turbinas eólicas com velocidade variável, comparadas com as

de velocidade fixa, são:

• Permitem o controle do ângulo de passo (pitch) somente para limitar a máxima

potência de saída;

• Esforços mecânicos reduzidos, pois a energia das rajadas de vento pode ser absorvida

pela inércia da turbina;

• Possibilitam compensar dinamicamente os efeitos de pulsação de potência e conju-

gado devido ao efeito de torre;

• A "elasticidade" da turbina por conta da absorção de energia reduz as variações de

potência, diminuindo o efeito de cintilamento (flicker);

• Aumenta a eficiência do conjunto, pois a velocidade da turbina é ajustada como

função da velocidade do vento para assim maximizar a potência de saída;

• Diminuição do ruído acústico, pois é possível a operação em baixas velocidades com

baixa potência gerada.

Dentre os geradores de velocidade variável, existem basicamente dois conceitos (CAR-

RASCO et al., 2006):

1. Geradores (síncronos ou assíncronos) com conversores para a potência nominal;

2. Geradores duplamente alimentados.

Um possível implementação da topologia com conversor para toda a potência pode

ser vista na Figura 1a. Um gerador síncrono gera potência em freqüência variável. O

conversor CA/CC/CA converte a tensão de freqüência variável em freqüência fixa. Apesar

da possibilidade de operar sem o uso de caixa de engrenagens, este conceito apresenta

algumas desvantagens que são:

• O conversor de potência, que deve ser dimensionado para a potência nominal do

gerador, tem um alto custo;
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(a) Gerador com conversor para toda a potência

(b) Sistema com gerador duplamente alimentado

Figura 1: Topologias básicas de geradores com operação em velocidade variável.

• Os filtros de saída do inversor e os filtros de EMI dever ser de 1 p.u., dificultando

o projeto dos filtros e aumentando seu custo;

• A eficiência do conversor tem um papel importante na eficiência total do sistema, ou

seja, quanto maior a potência processada pelo conversor, maiores as perdas (MüLLER;

DEIKE; DONKER, 2002).

Alguns estudos mais recentes procuram evitar as desvantagens da configuração ante-

rior. A Figura 1b mostra um conceito alternativo que consiste em um gerador de indução

duplamente alimentado (do inglês, Doubly-Fed Induction Generator ou DFIG), que utiliza

um conversor CA/CC/CA quatro quadrantes utilizando dispositivos IGBTs conectado aos

enrolamentos do rotor. Comparado com o sistema que processa toda a potência, o gerador

duplamente alimentado oferece as seguintes vantagens:

• Redução no custo do conversor, pois a potência do conversor é tipicamente 30% da

potência total enquanto a velocidade de operação é em torno de ±30% da velocidade

síncrona. Porém, devido à necessidade de suprimento de reativos, a potência do

conversor pode ser um pouco maior;

• Redução dos custos dos filtros dos conversores de tensão e dos filtros de EMI, além
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Tabela 1: Comparação das perdas para diferentes tipos de turbinas (MüLLER; DEIKE; DONKER, 2002).

Gerador Inversor

Conceito Dinamarquês Não é viável economica-
mente devido aos esforços
mecânicos em potências el-
evadas.

Conversor para toda a potência 3.50% 3.00%

Gerador duplamente alimentado 3.50% 0.75%

de reduzir a emissão de harmônicos na rede;

• Melhora de aproximadamente 2-3% na eficiência total do sistema, como pode ser

visto na Tabela 1;

• O controle do fator de potência pode ser implementado com baixo custo, pois o

sistema com gerador duplamente alimentado opera de maneira similar ao gerador

síncrono conectado diretamente à rede;

• Além disso, a operação do conversor do lado do rotor permite um controle de-

sacoplado entre as potências ativa e reativa estatóricas.

O objeto de estudo desta dissertação será o gerador duplamente alimentado, com o

foco nos efeitos causados por desequilíbrios de tensão da rede.

A conexão de turbinas eólicas à redes não-ideais tem muito desafios. Os desequilíbrios

de tensão e distúrbios são alguns destes, resultando em oscilações de fluxo magnético e

pulsações de conjugado eletromagnético no rotor da máquina duplamente alimentada, que

podem reduzir significativamente a vida útil de turbinas.

Trabalhos anteriores mostram que os geradores duplamente alimentados têm baixa

impedância de seqüência negativa e por isso, apesar de o máximo desequilíbrio de tensão

ser limitado por normas, a corrente de seqüência negativa estatórica pode ser signifi-

cante (MULJADI et al., 1999) (COSTA; MASSING; PINHEIRO, 2007).

O desequilíbrio de tensão é definido como sendo a relação entra a componente de

tensão de seqüência negativa e a componente de tensão de seqüência positiva (do inglês

percentage voltage unbalance factor).

%V UF =
componente de tensão de seqüência negativa
componente de tensão de seqüência positiva

· 100 (1.1)
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A norma européia de qualidade de tensão EN 50160 (CENELEC, 1999) estipula que

o desequilíbrio de tensão não deve ultrapassar 2%, sendo de até 3% em alguns casos

extremos de conexão de cargas monofásicas. A norma IEC 61000-2-2 (IEC, 2002-2003)

também define o limite de desequilíbrio de 2%.

Os distúrbios de tensão em sistemas elétricos de potência podem ser causados por

diversas razões. No caso de desequilíbrios de tensão, a maior causa é a distribuição desigual

de cargas monofásicas, que variam continuamente no sistema de distribuição. Tensões

desequilibradas podem resultar em funcionamento inadequado de equipamentos, efeitos

que podem ser intensificados pelo fato que um pequeno desequilíbrio nas tensões pode

causar um desequilíbrio desproporcional nas correntes drenadas (JOOUANNE; BANERJEE,

2001) (CRAIG et al., 1996).

Para compensação de desequilíbrio em sistemas industriais, a compensação série e o

dimensionamento dos conversores foi apresentada com detalhes em (CAMPOS et al., 1992)

e (CAMPOS et al., 1994).

Além disso, sob afundamentos de tensão (sags) o fluxo estatórico da máquina trifásica

duplamente alimentada oscila. Isso ocorre porque o DFIG tem pólos pouco amortecidos

e, como resultado, altas correntes estatóricas e rotóricas podem danificar a máquina e o

conversor, forçando a desconexão do gerador eólico devido à perda de sincronismo.

Alguns trabalhos tratam da minimização da pulsação de conjugado e correntes es-

tatóricas e rotóricas usando um compensador série (PETERSSON, 2005)(JOSHI; MOHAN,

2006)(ZHAN; BARKER, 2006) enquanto outros propõem compensação no conversor do

lado do rotor do DFIG com conexão paralela do conversor do lado da rede (XU; WANG,

2007) (COSTA; MASSING; PINHEIRO, 2007). Já em (KELBER; SCHUMACHER, 2003), (FLAN-

NERY; VENKATARAMANAN, 2007b) e em (FLANNERY; VENKATARAMANAN, 2007a) a al-

ternativa proposta é a conexão de um conversor série sem o uso de transformadores, como

será mostrado posteriormente.

As duas principais configurações do DFIG são apresentadas na Figura 2. Embora a

configuração com conversor paralelo do lado da rede como mostrado na Figura 2a seja

a mais utilizada, a configuração com conversor série mostrada na Figura 2b apresenta

algumas vantagens.

Em (KELBER, 2000) e (KELBER; SCHUMACHER, 2003) diferentes métodos de amorteci-

mento do fluxo estatórico são analisados com o objetivo de minimizar efeitos de distúrbios.

A mudança de hardware proposta é apresentada de forma simplificada na Figura 3a. Neste

trabalho, a mudança de topologia permite que se injete uma tensão série para compensar
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(a) Esquema convencional do DFIG com conversor pa-
ralelo do lado do rotor

(b) DFIG com conversor série do lado do rotor

Figura 2: Configurações para o DFIG.

oscilações de fluxo, pois a mudança estrutural permite que os autovalores do DFIG sejam

afastados do eixo imaginário.

A topologia com conversor série também foi apresentada em (PETERSSON, 2005), no

qual o conversor série foi analisado com o foco em sags de tensão. Foram apresentadas

estratégias de controle para a tensão série e para as correntes rotóricas. No entanto, para o

controle da tensão do barramento CC (também conhecido como elo CC), concluiu-se que

seria necessário um conversor paralelo adicional de forma a manter a tensão CC mesmo

em operações do gerador próximas à geração mínima. Mesmo para um conversor de baixa

potência, isso significa um custo e complexidade adicionais.

A proposta apresentada em (JOSHI; MOHAN, 2006) propõe um sistema onde o conver-

sor do lado da rede é conectado através de três transformadores monofásicos, cada um

alimentado por um conversor full-bridge, como pode ser visto na Figura 3b. Em termos de

chaves semicondutoras, a configuração é similar à apresentada em (PETERSSON, 2005) e

não possui vantagens em questão financeira de custo do conversor. A estratégia de con-

trole é baseada em (BHAVARAJU; ENJETI, 1996) com um conversor adicional usado para

limitar correntes de curto-circuito. Além disso, cada conversor tem um papel diferente no

sistema. Um conversor full-bridge mantém a tensão do barramento CC, o segundo com-
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pensa a tensão de desequilíbrio e o terceiro limita as correntes de falta, isto é, a estratégia

de controle não é unificada e um grande número de chaves semicondutoras (um total de

12) é necessário para implementar o conversor do lado da rede, o que equivale a dizer que

um conversor adicional é utilizado.

Para flutuações de tensão, em (ZHAN; BARKER, 2006) o problema da capacidade de

manutenção da conexão do gerador sob afundamentos momentâneos de tensão no ponto

de conexão (do inglês Low Voltage Ride-Through ou simplesmente LVRT ) é atacado. A

topologia apresentada é a da Figura 3c. Verificou-se que altas correntes de seqüência

negativa aparecem no estator quando uma falta assimétrica ocorre. Isso acarreta em altas

correntes e aceleração da máquina sob afundamentos de tensão. Da mesma forma que nos

casos anteriores, um conversor trifásico adicional é utilizado para reduzir estes efeitos.

(a) Sistema com um conversor série conectado em
Y no estator

(b) Sistemas com três conversores full-bridge em série

(c) Sistema com um conversor trifásico série

Figura 3: Topologias apresentadas na literatura para conexão com conversor série.
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Ainda em (FLANNERY; VENKATARAMANAN, 2007b) e em (FLANNERY; VENKATARA-

MANAN, 2007a) algumas comparações entre topologias são apresentadas, porém sem

grandes mudanças com relação às apresentadas por (KELBER; SCHUMACHER, 2003)

e (ZHAN; BARKER, 2006). A diferença é que o conversor do lado da rede, usado para

manter o barramento CC em condições de velocidade abaixo da síncrona pode ser um

retificador não-controlado.

Dentre as topologias que levam em consideração o transformador série, estas se

assemelham bastante às configurações de compensadores série amplamente tratados na

literatura e aos restauradores dinâmicos de tensão (do inglês Dynamic Voltage Restorers,

ou simplesmente DVR).

Trabalhos sobre compensação série foram desenvolvidos para compensação de seqüên-

cia negativa sobre uma carga específica, como por exemplo em motores trifásicos, assunto

que já está bem documentado na literatura (CAMPOS et al., 1992).

Sobre dispositivos DVR, estudos recentes têm tratado do uso destes compensadores

para uso em cargas críticas durante distúrbios temporários de tensão, o que pode gerar

grandes prejuízos. As topologias (NIELSEN; BLAABJERG, 2005) e o controle (NIELSEN et

al., 2004) de restauradores dinâmicos de tensão foram desenvolvidos, bem como os efeitos

causados por faltas simétricas e assimétricas (NGUYEN; SAHA, 2004).

A idéia usada em configurações com transformador série é semelhante com o uso de

DVR, porém a diferença está na implementação. Enquanto os DVR são usados para

compensar sags momentâneos de tensão, mantendo a tensão trifásica dentro de níveis

aceitáveis para uma devida carga, o conversor série utilizado em um DFIG tem por

objetivo manter as tensões estatóricas equilibradas, livres de componentes de seqüência

negativa.

As técnicas de controle da tensão série injetada pelo DVR abordadas na literatura

serão tratadas aqui nesta dissertação, porém com o foco em compensação de desequi-

líbrio. Em (LI; VILATHGAMUWA; BLAABJERG, 2007b) e (LI; VILATHGAMUWA; BLAAB-

JERG, 2007a) são adotadas metodologias de controle robusto para os controladores de

tensão.

No que se refere ao controle das potências ativa e reativa, será mantida a mesma

metodologia de projeto de controladores apresentada para a configuração DFIG conven-

cional.
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1.3 Contribuições do trabalho

Dentro deste cenário, as principais contribuições desta dissertação são:

• Minimização das oscilações de fluxo e conjugado na máquina trifásica através do

uso de transformadores em série com a rede para manter as tensões estatóricas

equilibradas;

• Apresentação de uma estratégia de controle simples baseada em componentes

simétricos para o DFIG com um conversor série do lado da rede, com foco no

desequilíbrio de tensão;

• Análise do efeito desta mudança na conexão do DFIG em termos de estabilidade e

modos de operação do gerador, como por exemplo nas tensões, correntes e fluxos de

potência em cada parte do sistema;

• Proposta de geração de referências de tensão e do controlador para o conversor série;

• Comparação com a topologia de geradores duplamente alimentados com conversor

paralelo do lado da rede.

O conversor série proposto nesta dissertação tem duas funções principais:

1. Injetar uma tensão de seqüência negativa em série para cancelar o desequilíbrio;

2. Regular a tensão do barramento CC nos diferentes pontos de operação do gerador.

A seguir será apresentada a organização desta dissertação.

1.4 Organização do trabalho

O Capítulo 1 apresenta a motivação do trabalho e os aspectos que envolvem a geração

eólica em sistemas elétricos com tensões desequilibradas. Também é feita uma revisão

bibliográfica sobre o tema, situando a dissertação no contexto atual.

No Capítulo 2 é apresentada a configuração proposta para a conexão do gerador eólico.

Nesse capítulo são apresentadas a modelagem da máquina e as características estáticas de

operação da topologia proposta, bem como uma comparação das topologias com conversor

série e paralelo do lado da rede.
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No Capítulo 3 são analisadas as características dinâmicas da topologia proposta. Nesse

capítulo são apresentadas as metodologias de projeto dos controladores, o projeto do

capacitor e controle da tensão do barramento CC, ligação dos transformadores série,

relações de transformação, partida do sistema, geração de referência de potência ativa e

potências processadas pelos conversores.

O Capítulo 4 mostra o comportamento dinâmico do sistema conectado à rede em

casos de distúrbios. Neste capítulo são apresentados resultados de simulações estáticas e

dinâmicas para uma turbina de 2.27MVA.

O Capítulo 5 apresentada a análise da controlabilidade e estabilidade do gerador du-

plamente alimentado com compensador série. Nesse capítulo são apresentadas as equações

diferenciais em coordenadas síncronas qd que governam o comportamento do sistema com-

pleto em malha fechada, incluindo os controladores do conversor do rotor e do conversor

série.

No Capítulo 6 são apresentadas as conclusões do trabalho e sugestões para trabalhos

futuros.

Ainda, o Apêndice A apresenta os dados usados nas simulações. O Apêndice B trata

da geração das referências de tensão de compensação de seqüência negativa baseada no

algoritmo que usa o filtro de Kalman. No Apêndice C são apresentadas as derivadas par-

ciais necessárias para o cálculo das Jacobianas do Capítulo 5. No Anexo A são mostradas

as transformações de variáveis empregadas nesta dissertação, principalmente no que se

refere à obtenção do modelo da máquina trifásica em eixos arbitrários qd. No Anexo B

é apresentado o modelo da máquina trifásica com dupla alimentação em um referencial

arbitrário. O Anexo C trata da modulação PMW utilizada nos conversores trifásicos do

lado do rotor e do lado da rede, responsáveis pelo controle das correntes rotóricas e tensões

do conversor série, respectivamente.
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2 CARACTERÍSTICAS
ESTÁTICAS DE OPERAÇÃO DA
TOPOLOGIA PROPOSTA

2.1 Introdução

Neste capítulo, será apresentada a topologia proposta de conexão do DFIG com con-

versor série do lado da rede, bem como a modelagem da máquina trifásica. Será feita

também uma comparação dos comportamentos da topologia proposta com a topologia

com conversor paralelo do lado da rede em regime permanente, obtendo-se assim as cur-

vas estáticas de operação.

2.2 Configuração proposta para o DFIG com conversor
série do lado da rede

A topologia clássica de geradores operando com velocidade variável e duplamente

alimentados consiste na conexão do estator da máquina diretamente à rede elétrica, sendo

que o rotor é conectado através de um conversor bidirecional. Este conversor normalmente

é projetado para 30% da potência nominal da turbina, permitindo uma economia em

termos de conversores.

O projeto e controle dos conversores deve levar em consideração normas de

manutenção de conexão sob afundamentos de tensão (LVRT ). Estas normas exigem que

a geração distribuída permaneça conectada mesmo sob certas condições de afundamen-

tos momentâneos de tensão. Além disso, os efeitos de desequilíbrio de tensão perma-

nentes podem danificar a máquina, reduzindo sua vida útil e aumentando os gastos com

manutenção. Dentro deste contexto, a topologia proposta nesta dissertação consiste na

alteração das configurações propostas em (PETERSSON, 2005), (JOSHI; MOHAN, 2006),

(KELBER; SCHUMACHER, 2003) e (ZHAN; BARKER, 2006).
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Estas modificações visam:

• Reduzir o número de semicondutores utilizados, em comparação com outras topolo-

gias com conversor série do lado da rede;

• Permitir que com um conversor bidirecional convencional utilizado em DFIG seja

possível compensar o desequilíbrio e ao mesmo tempo manter o fluxo de potência

rotórico, que é dependente da velocidade de rotação do gerador;

• Possibilitar uma estratégia simples de controle e geração de referências para o con-

versor série;

• Conexão dos transformadores do conversor série em ∆, fazendo com que as tensões

série injetadas não dependam dos desequilíbrios de corrente.

A topologia proposta é mostrada com mais detalhes na Figura 4. Nesta figura pode-se

verificar que o conversor do lado da rede está conectado em série através de um conversor

trifásico com três braços.

O conversor utilizado não apresenta diferenças com relação ao caso convencional de

geradores duplamente alimentados. O controle das correntes rotóricas permanece inalter-

ado de forma a se controlar as potências no ponto de conexão do gerador. O que difere da

configuração convencional é a conexão em série do conversor do lado da rede, permitindo

que se possa controlar a tensão série entre o estator da máquina e a rede, o que permite

manter a tensão estatórica equilibrada mesmo sob condições adversas da rede.

Isso acarreta em mudanças de operação do conjunto. Algumas características do

conceito apresentado acima são listadas abaixo:

• No caso com DFIG convencional, a corrente injetada na rede é a soma das correntes

estatóricas e das correntes drenadas/injetadas pelo conversor do lado do rotor. Neste

caso, o que ocorre é uma soma das tensões, ou seja, a soma das tensões estatóricas

e das tensões série é igual à tensão da rede;

• As tensões estatóricas têm valor eficaz variável em função da velocidade de rotação

da turbina e da potência ativa gerada;

• Em função da tensão estatórica variável, o fluxo magnetizante da máquina trifásica

também varia, exigindo um cuidado especial no projeto da máquina e do conversor

do lado do rotor, responsável pela magnetização;
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Figura 4: Topologia proposta para a conexão de geradores duplamente alimentados (DFIG).
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• Se no caso convencional o conversor do lado da rede drena/injeta uma corrente em

fase com a tensão para manter o barramento CC, neste caso o conversor precisa

injetar uma tensão com mesma fase ou fase contrária com a corrente para manter o

barramento na tensão desejada.

Para uma análise mais detalhada desta proposta, serão apresentadas a seguir tanto a

característica estática quanto a característica dinâmica da topologia com conversor série.

Para ambas as análises, é necessário que se tenha a característica de potência da turbina

em função da velocidade do rotor, que é o tópico da próxima seção.

2.3 Modelagem de turbinas eólicas à velocidade var-
iável

Durante os últimos anos, turbinas eólicas que operam com velocidade variável têm se

tornado o tipo de turbina mais utilizado (MULJADI; BUTTERFIELD, 2001)(JOHNSON et al.,

2006). O interesse crescente em turbinas eólicas com velocidade variável é devido às suas

vantagens, dada pela presença de conversores de potência, e pela própria turbina.

Se a turbina opera em velocidade variável, isto significa que a freqüência elétrica do

gerador varia e por isso está desacoplada da freqüência da rede pelo conversor de potência.

A presença de conversores estáticos de potência torna possível a operação em velocidade

variável. Dessa forma, é possível adaptar (acelerar ou desacelerar) a velocidade da turbina

à velocidade do vento de maneira que a turbina opere continuamente em seu ponto de

máxima eficiência aerodinâmica.

O modelo desenvolvido é baseado nas características de regime permanente da turbina.

A rigidez do conjunto é infinita e a inércia da turbina é combinada com a do gerador

acoplado a ela. A potência de saída é dada pela seguinte equação (HEIER, 2006):

Pmec = Cp(λ, β)
ρAv3

2
(2.1)

onde:

• Pmec é a potência mecânica da turbina (W);

• Cp é o coeficiente de potência da turbina;

• ρ é a densidade do ar (kg/m3);
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• A é a área de varredura da turbina;

• v é a velocidade do vento (m/s);

• λ é conhecido como tip-speed ratio;

• β é o ângulo de passo da turbina (◦).

O termo λ é dado pela relação entre a velocidade tangencial da extremidade da pá da

turbina e a velocidade do vento, ou seja:

λ =
rωr

v
(2.2)

onde:

• r é o comprimento da pá (m);

• ωr é a velocidade angular do eixo da turbina (rad/s).

A equação utilizada para modelar Cp(λ, β) é baseada em (HEIER, 2006) e é dada por:

Cp(λ, β) = c1

(
c2
λi

− c3β − c4

)

e
− c5

λi + c6λ (2.3)

onde:

1

λi

=
1

λ+ 0.08β
− 0.035

β3 + 1
(2.4)

Os coeficientes c1 até c6 são dados por:

• c1 = 0.5176;

• c2 = 0.116;

• c3 = 0.4;

• c4 = 5;

• c5 = 21;

• c6 = 0.0068.
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Figura 5: Coeficiente de potência (Cp) em função do tip-speed ratio (λ).

A característica Cp × λ para diferentes ângulos de passo β é ilustrada na Figura 5. O

máximo valor de Cp (Cpmax = 0.48) é obtido para β = 0◦ e para λ = 8.1. Este valor de λ

é definido como valor nominal (λnom) (TAFTICHT et al., 2006).

A Figura 6 apresenta a característica de potência disponível na turbina em função

da velocidade de rotação da turbina para diferentes velocidades de vento. O objetivo é

rastrear a máxima potência até que a potência nominal da turbina seja atingida. A partir

disso, a potência deve ser limitada e mantida constante.

A geração da referência de potência ativa passa a ser feita com base na relação entre a

velocidade do rotor e a máxima potência que pode ser extraída, atingindo assim o ponto

de captura ótima de energia (ACKERMANN, 2005). Portanto, a potência de referência

para o gerador é obtida da relação P × ωr ótima da turbina.

Uma relação típica entre velocidade de rotação da turbina e potência ótima disponível

está apresentada na Figura 7. Abaixo, duas estratégias para a geração de potência ativa

são utilizadas (HANSEN et al., 2007):

1. Otimização da potência absorvida no trecho (A−B − C −D)

• Potência parcial de operação com velocidade fixa no limite inferior de operação

(otimização da potência no trecho A−B);
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Figura 6: Potência da turbina em função da velocidade do rotor para diferentes velocidades do vento.
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Figura 7: Curva de máxima potência.
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• Potência parcial de operação com velocidade variável, dependente da velocidade

do vento (otimização da potência no trecho B − C);

• Potência parcial de operação com velocidade fixa próximo ao limite superior

de operação (otimização da potência no trecho C −D).

2. Limitação da potência no trecho D − E através da variação do ângulo de passo β,

permitindo que o coeficiente de potência seja reduzido.

Mais adiante, esta característica da turbina será utilizada tanto para a solução das

equações estáticas do sistema com conversor série bem como para a geração de refer-

ência de potência ativa das malhas de potência e corrente rotórica. Na próxima seção,

será apresentada a modelagem da máquina trifásica utilizada em geradores duplamente

alimentados.

2.4 Modelagem da máquina trifásica duplamente ali-
mentada

O objetivo nesta seção é apresentar o modelo matemático que descreve a máquina

trifásica duplamente alimentada. As equações que descrevem a relação entre as tensões,

correntes e fluxos são apresentadas, representadas em um referencial arbitrário qd, obtido

de uma transformação das variáveis em coordenadas abc. A seguir serão apresentadas

as equações das potências ativa e reativa, bem como do conjugado eletromagnético em

função das tensões e correntes estatóricas e rotóricas.

O equacionamento em um referencial arbitrário está apresentado com detalhes

em (KRAUSE; WASYNCZUK; SUDHOFF, 1995), (LEONHARD, 1991), (ONG, 1998) e (MAR-

QUES, 2004). Uma explicação mais detalhada sobre a obtenção das equações abaixo pode

ser encontrada no Anexo B. Como o sistema é a três fios, as equações de seqüência

zero serão omitidas e as equações das tensões de eixo de quadratura e de eixo direto da

máquina trifásica em um referencial genérico tanto do rotor quanto do estator são dadas

por:

vqs = rsiqs + ωeλds +
d

dt
λqs (2.5)

vds = rsids − ωeλqs +
d

dt
λds (2.6)
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v′qr = r′ri
′
qr + (ωe − ωr)λ

′
dr +

d

dt
λ′qr (2.7)

v′dr = r′ri
′
dr − (ωe − ωr)λ

′
qr +

d

dt
λ′dr (2.8)

Os fluxos no estator e no rotor em coordenadas qd são:

λqs = (Lls +M)iqs +Mi′qr (2.9)

λds = (Lls +M)ids +Mi′dr (2.10)

λ′qr = (L′
lr +M)i′qr +Miqs (2.11)

λ′dr = (L′
lr +M)i′dr +Mids (2.12)

O conjugado eletromagnético é dado por:

Tem =

(
3

2

)(
P

2

)

(λdsiqs − λqsids) (2.13)

E as potências ativa e reativa estatóricas em coordenadas qd são dadas por:

Ps =
3

2
(vdsids + vqsiqs) (2.14)

Qs =
3

2
(vqsids − vdsiqs) (2.15)

2.4.1 Orientação no referencial da tensão estatórica

O objetivo do conversor do lado do rotor é controlar as potências estatórica através

do controle das correntes rotóricas. Para isso, a orientação em um referencial qd é con-

veniente, pois facilita o projeto dos controladores e o controle desacoplado das potências

ativa e reativa estatóricas.

O controle desacoplado das potências ativa e reativa do estator é obtido orientando-
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se o sistema de referência no fluxo estatórico. Apesar de a orientação no fluxo es-

tatórico estimado ser largamente usada na orientação do referencial qd, esta apresenta

não-linearidades. Por outro lado, por critérios de simplificação, a orientação do referen-

cial qd na tensão estatórica e não no fluxo estatórico estimado também pode ser adotada.

Apesar da facilidade de implementação, a orientação na tensão também apresenta al-

guns problemas, como o caso do acoplamento do conjugado elétrico e da potência reativa

(dependência das correntes i′dr e i′qr) e o acoplamento entre as correntes rotóricas, que

dependem da velocidade de rotação do rotor.

Porém, em se tratando de máquinas de grande porte, as resistências estatóricas e

rotóricas são baixas. Dessa forma, o fluxo estatórico está praticamente em quadratura

com a tensão, o que permite que se faça a orientação na tensão sem que haja algum erro

significativo ou acoplamento (DATTA; RANGANATHAN, 1999) (PETERSSON; HARNEFORS;

THIRINGER, 2004). Desta forma, neste trabalho será adotada a orientação na tensão

estatórica, permitindo o uso de malhas de potência ativa Ps e potência reativa Qs sem

acoplamento significativo.

As figuras 8a e 8b ilustram as diferentes orientações dos eixos síncronos qd que podem

ser adotadas. É possível perceber que quando a resistência estatórica for baixa, não há

diferença significativa entre as duas orientações, a não ser durante transitórios da tensão

da rede.

(a) Orientação no fluxo es-
tatórico

(b) Orientação na tensão
estatórica

Figura 8: Diagrama simplificado com vetores espaciais de tensão estatórica e fluxo na máquina trifásica.

Para a obtenção do ângulo ψ de orientação, serão inicialmente extraídas as compo-

nentes de tensão estatórica em eixos estacionários αβ, como mostra a equação 2.16.
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Conforme (PETERSSON; HARNEFORS; THIRINGER, 2004), o ângulo ψ é dado por:

ψ = arctan

(
vβs

vαs

)

− π

2
(2.17)

Considerando esta orientação, tem-se que:




vqs

vds



 =




cos(ψ) sen(ψ)

sen(ψ) − cos(ψ)








vαs

vβs



 (2.18)

Da forma como foi feita a orientação, a componente de tensão estatórica no eixo de

quadratura é zero (vqs = 0) e a componente de eixo direto é negativa, com amplitude

igual a:

vds = −
√

v2
αs + v2

βs (2.19)

Ainda, o fluxo estatórico no eixo de quadratura é positivo (λqs > 0) e o fluxo de eixo

direto, devido à baixa resistência estatórica, é aproximadamente zero (λds ≈ 0).

Para as variáveis rotóricas, é necessário utilizar a diferença entre o ângulo da tensão

e o ângulo do rotor, ou seja, ψ − θr.

2.4.2 Operação da configuração proposta em regime permanente
e comparação com a configuração com conversor paralelo
do lado da rede

Para critério de projeto dos conversores e da máquina trifásica, é importante comparar

as características estáticas de operação do sistema DFIG proposto com conversor série

com o sistema convencional com conversor paralelo do lado da rede. Isso permitirá que

se compare as potências processadas pelo conversor bidirecional, bem como as correntes e

tensões a que cada elemento (transformador série e máquina trifásica) está submetido. A

potência ativa no ponto de conexão será considerada com base no algoritmo de máxima

extração de potência apresentado anteriormente, que relaciona a velocidade do rotor e a
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potência ativa. As curvas em regime permanente consideram a operação do gerador em

uma faixa de ±30% em torno da velocidade síncrona (HANSEN et al., 2007).

De uma maneira simplificada, tem-se as duas configurações apresentadas nas Figuras 9

e 10:

Figura 9: Diagrama simplificado mostrando os fluxos de potência nos conversores e na máquina para a
configuração convencional.

Figura 10: Diagrama simplificado mostrando os fluxos de potência nos conversores e na máquina para a
configuração com conversor série.

A configuração com conversor paralelo possui as seguintes características:

• A tensão estatórica é a própria tensão da rede no ponto de conexão;

• O conversor do lado da rede pode ser visto como uma fonte de corrente em paralelo

e a corrente total é a soma da corrente do conversor paralelo e do estator;

• A potência ativa rotórica deve ser igual à potência ativa do conversor paralelo de

forma a manter o fluxo de energia e manter o barramento CC.

A configuração com conversor série possui as seguintes características:
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• O conversor do lado da rede pode ser visto como uma fonte de tensão em série entre

o estator da máquina e a rede, o que faz com que a amplitude da tensão estatórica

ser variável com a velocidade do gerador;

• A corrente que circula pelo conversor série é a própria corrente estatórica, refletida

para o lado do conversor dependendo da relação de transformação dos transfor-

madores série;

• A potência ativa rotórica deve ser igual à potência ativa do conversor série de forma

a manter o fluxo de energia e manter o barramento CC, da mesma maneira que no

caso anterior.

Considerando as equações da máquina em regime permanente tem-se que as derivadas

com relação aos fluxos são zero. Fazendo-se a orientação na tensão estatórica de eixo direto

tem-se:

vqs = rsiqs + ωeλds = 0 (2.20)

vds = rsids − ωeλqs (2.21)

v′qr = r′ri
′
qr + (ωe − ωr)λ

′
dr (2.22)

v′dr = r′ri
′
dr − (ωe − ωr)λ

′
qr (2.23)

Os fluxos são dados pelas equações (2.9), (2.10), (2.11) e (2.12).

Das equações das potências ativas, tem-se que a potência total entregue para a rede

é a soma das potências do estator e do rotor:

Prede = Ps + Pr

=
3

2
(vdsids + v′dri

′
dr + v′qri

′
qr)

(2.24)

Para a escolha da potência reativa gerada pelo estator, tem-se um grau de liberdade.

Considerando a potência reativa gerada pela máquina igual a zero:
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Qs =
3

2
(−vdsiqs) = 0 (2.25)

As equações acima são válidas para regime permanente nos dois conceitos. As

equações específicas para o conversor do lado da rede, tanto o série quanto o paralelo,

são obtidas a seguir.

Para o caso com conversor paralelo: Para manter o equilíbrio das potências no

conversor bidirecional do lado do rotor, a seguinte condição deve ser satisfeita:

Pr = Pshunt

v′dri
′
dr + v′qri

′
qr = vdsidshunt + vqsiqshunt

(2.26)

Se considerarmos também que a potência reativa do conversor paralelo do lado da

rede é nula:

Qshunt =
3

2
(vqsidshunt − vdsiqshunt) = 0 (2.27)

Como a tensão estatórica é a mesma do ponto de conexão comum:

vds = −‖Eg‖ (2.28)

Para o caso com conversor série: Da mesma forma que no caso anterior, para

manter o barramento CC deve haver equilíbrio entre as potências ativas do rotor e do

conversor série da seguinte forma:

Pr = Pserie

v′dri
′
dr + v′qri

′
qr = vdserieids + vqserieiqs

(2.29)

Quanto à potência reativa, existe um grau de liberdade na escolha da potência reativa

total entregue no ponto de conexão do gerador. Se a potência reativa entregue pelo

conversor série for nula:
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Qserie =
3

2
(vqserieids − vdserieiqs) = 0 (2.30)

Da tensão no ponto de conexão:

‖Eg‖ =
√

(vdserie + vds)2 + (vqserie)2 (2.31)

Utilizando as equações da máquina em regime permanente e as restrições de potência

e tensão é possível obter-se as características estáticas de operação dos dois modos para

uma determinada variação da velocidade rotórica. Isso permite uma comparação entre as

potências processadas por cada conversor trifásico (do lado do rotor e do lado da rede) e

pela máquina trifásica nas duas configurações.

A seguir serão apresentados resultados de simulação considerando a máquina apre-

sentada na Tabela 7.

As simulações a seguir se referem à operação em condição com rede equilibrada e

tensão nominal no ponto de conexão. A potência reativa gerada pelo conversores série e

paralelo para cada um dos casos é nula, ou seja, a operação da geração é com fator de

potência unitário (Qrede = Qshunt = Qserie = Qs = 0). Solucionando-se o conjunto de

equações anteriores para ambas as configurações, é possível obter as Figuras 11 e 12 que

mostram o comportamento estático para uma faixa de variação de velocidade de ±30%

em torno da velocidade síncrona.

Quanto à potência ativa gerada, esta depende da velocidade de rotação da turbina,

pois há uma dependência entre a velocidade do vento e a velocidade na qual a turbina

consegue extrair a máxima potência, como foi apresentado anteriormente.

Os projetos dos controladores das malhas internas de corrente e das malhas externas

de potência ativa e reativa, bem como o método de sincronismo do gerador e a modulação

utilizada no conversor trifásico bidirecional serão apresentados no Capítulo 5.

No próximo capítulo será apresentada a extração das tensões de seqüência negativa

do ponto de conexão do gerador.
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Figura 11: Pontos de operação do DFIG com conversor paralelo.
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sé
ri
e[
p
.u

.]

 

 
vdserie

vqserie

(g)

0.8 1 1.2
−1

−0.5

0

0.5

ωr [p.u.]

P
ot

ên
ci
as

ap
ar

en
te

s[
p
.u

.]

 

 

Ss

Sr

Sserie

(h)

Figura 12: Pontos de operação do DFIG com conversor série.
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3 CARACTERÍSTICAS
DINÂMICAS DE OPERAÇÃO
DA TOPOLOGIA PROPOSTA

3.1 Introdução

Neste capítulo será apresentada a metodologia de projeto dos controladores das cor-

rentes rotóricas, das potências ativa e reativa, dos controladores da tensão série e do

barramento CC para o gerador duplamente alimentado com compensação série. Os difer-

entes modos de operação e o sincronismo do gerador também serão tratados. Ainda, a

modelagem e uma descrição detalhada do controle do conversor série e do conversor do

lado do rotor serão apresentadas.

Para garantir um bom desempenho em regime permanente do conversor série em

termos de síntese das componentes de seqüência negativa para compensar o desequilíbrio

de tensão e de seqüência positiva para possibilitar o controle da tensão do barramento

CC, duas alternativas são apresentadas na literatura:

1. O uso de controladores PI em eixos síncronos de seqüência positiva e negativa;

2. Controladores ressonantes em coordenadas estacionárias αβ.

O projeto da malha de controle de tensão série apresentada nesse capítulo utilizará

uma técnica de controle robusto em coordenadas estacionárias αβ. Porém, para simplificar

a análise de estabilidade e controlabilidade apresentada no Capítulo 5, foi escolhido o

referencial síncrono qd, comum à maquina e ao conversor série.
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3.2 Modelagem, modulação e controle do conversor do
lado do rotor

O conversor do lado do rotor é o responsável pelo controle das correntes rotóricas de

maneira a controlar as potências ativa e reativa estatóricas. Além disso, ele é responsável

por processar uma parcela da potência ativa, que depende do escorregamento e da potência

total gerada. Ainda, a magnetização da máquina (fornecimento de potência reativa) é

realizada também pelo conversor do lado do rotor.

A seguir serão apresentados o método de sincronismo em malha aberta da máquina

com a rede, bem como o projeto dos controladores das correntes rotóricas e da malha de

potência estatórica. O comportamento dinâmico das malhas de corrente e potência será

apresentado em simulações.

3.2.1 Sincronização do gerador com a rede

Para a sincronização do gerador, é necessário que a tensão no estator da máquina

tenha a mesma amplitude e fase da tensão da rede. Só assim é possível o fechamento da

chave de sincronização do gerador com a rede. Da equação (2.6), fazendo-se
d

dt
λds = 0 e

ids = 0 (estator aberto), tem-se:

vds = −ωeλqs (3.1)

Da equação (2.9), fazendo-se iqs = 0, tem-se que:

λqs = Mi′qr (3.2)

Assim:

vds = −ωeMi′qr (3.3)

Ou seja, a corrente i′qr necessária para que ocorra o sincronismo é:

i′qr = − vds

ωeM
(3.4)

De maneira semelhante, a corrente i′dr necessária para sincronizar o gerador é:
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i′dr = 0 (3.5)

Estas correntes serão as referências da malha de corrente rotórica durante o processo

de sincronização do gerador. O projeto dos controladores de corrente é importante para

um rastreamento da referência e minimização dos efeitos dos acoplamentos das malhas de

corrente rotórica, como será mostrado a seguir.

3.2.2 Projeto dos controladores de corrente rotórica e potência
estatórica

Pela convenção de sinais utilizada aqui, a potência ativa gerada tem sinal nega-

tivo. Considerando a orientação no referencial da tensão estatórica com vqs = 0 , a

equação (2.14) toma a forma:

Ps =
3

2
vdsids (3.6)

De maneira análoga, a equação (2.15) resulta:

Qs = −3

2
vdsiqs (3.7)

Se considerarmos que as resistências estatóricas e rotóricas são baixas, então λds ≈ 0.

Com base nessa hipótese, de (2.10) tem-se que:

ids = − M

Lls +M
i′dr (3.8)

Dessa forma:

Ps = −3

2

M

Lls +M
vdsi

′
dr (3.9)

Com as hipóteses anteriores, é possível ver que a potência estatórica depende das

características da máquina, da tensão estatórica e da corrente de eixo de quadratura do

rotor.

De (2.9), tem-se que:
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iqs =
λqs −Mi′qr

Lls +M
(3.10)

Portanto:

Qs =
3

2

(

M

Lls +M
vdsi

′
qr −

λqs

Lls +M
vds

)

(3.11)

Já a potência reativa pode ser controlada controlando-se a corrente de eixo em

quadratura do rotor.

Uma estratégia de controle largamente utilizada é apresentada em (HANSEN et al.,

2007). Nesta estratégia, o conversor controla a potência entregue ao sistema enquanto

que o controle de ângulo de passo limita a velocidade. Nesta dissertação, será abordado

somente o controle da potência e a velocidade do gerador é um parâmetro exógeno.

Mesmo sabendo-se que os códigos de rede regulamentam a injeção de potência ativa

e reativa, a referência de potência ativa adotada aqui é baseada na característica aerod-

inâmica da turbina eólica, cujos pontos de operação correspondem à máxima eficiência

aerodinâmica. Os controladores de potência ativa e reativa, que estão presentes na malha

externa de potências, são responsáveis por gerar as referências de corrente. Estas referên-

cias de corrente são a entrada da malha interna de correntes, que gera as tensões de saída

para posterior modulação e aplicação no conversor do lado do rotor. A Figura 13 ilustra

o controle do conversor rotórico com mais detalhes.

Percebe-se que os controladores das malhas de potência e corrente são controladores

proporcionais-integrais (PI ). Outra característica importante considerada no projeto é

que as malhas de corrente têm dinâmicas mais rápidas do que as malhas de potência.

Já a referência de potência reativa pode, em alguns casos, vir de uma malha de

controle da tensão no ponto de conexão da turbina, pois as normas atuais exigem que as

turbinas eólicas forneçam/absorvam reativos para controle de tensão, ou ainda pode ser

definida pelo operador do sistema de distribuição/transmissão. Porém, nesta dissertação

não será abordado o suporte de reativos para regulação da tensão no PCC e a operação

inicialmente será com potência reativa nula.

O objetivo do conversor do lado do rotor é controlar de forma independente as potên-

cias ativa e reativa. Estas potências são controladas indiretamente a partir da imposição

das correntes rotóricas. Dessa maneira, será apresentado agora o projeto dos controladores

PI para as malhas internas de corrente e as malhas internas de potência.
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Figura 13: Diagrama completo de controle do conversor do lado do rotor.

Das equações (2.7) e (2.8) tem-se que:

v′qr = r′ri
′
qr + (ωe − ωr)

(

(L′
lr +M)i′dr +Mids

)

+
d

dt

(

(L′
lr +M)i′qr +Miqs

)

(3.12)

v′dr = r′ri
′
dr − (ωe − ωr)

(

(L′
lr +M)i′qr +Miqs

)

+
d

dt

(

(L′
lr +M)i′dr +Mids

)

(3.13)

Na forma matricial fica:

d

dt

[

i′qr

i′dr

]

=







− r′r
Leq

−(ωe − ωr)

(ωe − ωr) − r′r
Leq







[

i′qr

i′dr

]

+
1

Leq

[

v′qr

v′dr

]

+(ωe−ωr)
M

Leq

[

−ids

iqs

]

−M

Leq

d

dt

[

iqs

ids

]

(3.14)
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onde Leq = (L′
lr +M). Isto pode ser melhor visualizado na Figura 14.

Figura 14: Acoplamento das variáveis rotóricas com estator aberto.

Para projeto, as correntes estatóricas são consideradas distúbios e, antes do sincro-

nismo do gerador, são nulas (ids = iqs = 0). É possível verificar que o acoplamento

depende da velocidade do rotor e é nulo somente com o rotor girando na velocidade sín-

crona. Desprezando-se o acoplamento e levando-se em conta somente uma das malhas, a

função de transferência que descreve as correntes rotóricas em função das tensões é:

Gr(s) =
1

sLeq + r′r
(3.15)

onde Gr(s) =
i′dr

v′dr

=
i′qr

v′qr

Como o modelo simplificado apresenta uma característica de primeira ordem, uma

alternativa possível seria a apresentada em (MARQUES, 2004). Nesta abordagem, é feito

um cancelamento dos pólo da planta com o zero do controlador PI. No entanto, devido ao

acoplamento entre as correntes rotóricas, quando ocorre este cancelamento a rejeição ao

efeito do acoplamento é baixa. Por isso, a técnica adotada para o projeto dos controladores

das malhas de corrente é o apresentado por (COSTA, 2006).

Considerando um controlador com a seguinte função de transferência:

Gi
c(s) = ki

p +
ki

i

s
(3.16)

a função de transferência de malha fechada do controle das correntes é:

Gi
mf (s) =

ski
p + ki

i

s2Leq + s(ki
p + r′r) + ki

i

(3.17)
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Considerando a hipótese que ki
p � r′r, a seguinte aproximação pode ser feita:

Gi
mf (s) =

2ζωns+ ω2
n

s2 + 2ζωns+ ω2
n

(3.18)

Definindo ωb como a banda passante do sistema em malha fechada e ζ como o amortec-

imento, os ganhos ki
p e ki

i são determinados por (COSTA, 2006):

ki
p =

2ζωbLeq
√

2ζ2 + 1 +
√

(2ζ2 + 1)2 + 1
(3.19)

ki
i =

ω2
bLeq

2ζ2 + 1 +
√

(2ζ2 + 1)2 + 1
(3.20)

O sistema realimentado da Figura 15 representa o controle das malhas internas de

corrente.

Figura 15: Diagrama de blocos do controle das correntes rotóricas.

Para o controle das malhas externas de potência ativa e reativa, o sistema da

equação (3.17) é a planta de malha aberta e o controlador da malha externa tem a seguinte

função de transferência:

GPQ
c (s) = kPQ

p +
kPQ

i

s
(3.21)

Para a malha externa de potência, consideremos somente a malha de potência ativa.

A malha de controle da potência ativa fica como mostrado na Figura 16. Um fator

importante que deve ser considerado é que as malhas de controle das potências deve

ter dinâmicas mais lentas que as de controle das correntes. Para simplificar o projeto

do controlador de potência, é atribuído um ganho ζ = 1 para o projeto das malhas de

corrente. Isso permite que a função de transferência de malha fechada do controle das

correntes, que é a função de malha aberta para o controle das potências dada por (3.18),

seja a seguinte:
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Gi
mf (s) = 2ωn

(

s+
ωn

2

)

(

s+ ωn

)2
(3.22)

Figura 16: Diagrama de blocos do controle da potência ativa estatórica.

A relação entre a potência ativa estatórica e a corrente rotórica de eixo direto pode

ser aproximada por:

KPQ = −3

2

M

Lls +M
vds (3.23)

Assumindo-se a hipótese que kPQ
i /kPQ

p = ωn, a função de transferência de malha

fechada do sistema da Figura 16 é dada por:

GPQ
mf (s) =

2ωnKPQk
PQ
p

(

s+
ωn

2

)

s2 + (ωn + 2ωnKPQk
PQ
p )s+ ω2

nKPQk
PQ
p

(3.24)

O objetivo é escolher kPQ
p e kPQ

i de tal forma que GPQ
mf (s) tenha dinâmicas mais lentas

que a malha interna de corrente. Para isto, é necessário definir a banda passante da malha

de potência. Uma hipótese considerável é fazer com que a malha de potência seja pelo

menos 10 vezes mais lenta.

Considerando a hipótese anterior que kPQ
i /kPQ

p = ωn é possível definir os ganhos kPQ
p e

kPQ
i e assim determinar o comportamento dinâmico de (3.24), verificando se é o adequado.

É importante salientar que o projeto dos controladores será desenvolvido em tempo

contínuo e a implementação digital dos controladores será feita utilizando-se o método

de discretização que usa a transformação bilinear. Visto que as dinâmicas da máquina

e do conversor série estão muito abaixo da freqüência de amostragem, a transformação

bilinear é uma boa alternativa, pois os controladores discretos não inserem erros na faixa

de freqüência de interesse.
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3.2.3 Modulação SV das tensões de fase

A modulação utilizada para acionamento do conversor trifásico a três fios do circuito

rotórico é a modulação space vector (SVM ). A técnica de modulação utilizada para os re-

sultados experimentais está explicada em detalhes em (PINHEIRO et al., 2002) e (PINHEIRO

et al., 2005).

Dada a ação de controle de tensão rotórica em coordenadas síncronas qd, é necessário

transformar estas variáveis para o referencial estacionário αβ. A transformação leva em

conta a posição ψ do referencial e a posição θr rotor e é dada por:




vαr

vβr



 =




cos(ψ − θr) sen(ψ − θr)

sen(ψ − θr) − cos(ψ − θr)








v′qr

v′dr



 (3.25)

Estas tensões vαr e vβr serão as entradas do modulador PWM para sintetização das

tensões médias rotóricas desejadas.

Para maiores detalhes sobre a implementação do modulador, ver Anexo C.

3.2.4 Determinação do barramento CC e das relações de trans-
formação

A determinação da tensão do barramento CC depende essencialmente da relação de

transformação da máquina trifásica (Ns : Nr) e da máxima tensão de linha rotórica que

precisa ser sintetizada.

Sejam dadas uma tensão da rede V linha
rms e uma relação de transformação de Ns : Nr.

Das características estáticas de operação da máquina com conversor série do lado da rede

é possível ver qual a máxima tensão rotórica de linha em p.u. (V max
rotor(p.u)) que deve ser

sintetizada.

vcc >
√

2 V linha
rms

Nr

Ns

V max
rotor(p.u) (3.26)

Portanto, a tensão do barramento CC deve ser maior que este valor para que o con-

versor opere sem saturação em toda a faixa de variação de velocidade (de ωr = 0.7 até

ωr = 1.3 p.u.). No entanto, é aconselhável definir a referência de tensão do barramento CC

um pouco superior a este valor mínimo para fins de evitar a operação na região não-linear

do conversor mesmo durante transitórios.
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Definida a tensão do barramento CC, é necessário agora definir a relação de transfor-

mação dos transformadores série. A partir das curvas estáticas, é possível se determinar

qual a máxima tensão série em p.u. necessária. Isso significa que para uma tensão de

linha V linha
rms , a tensão de fase de pico máxima necessária é:

V max
serie =

√
2√
3
V linha

rms V max
serie(p.u) (3.27)

Então a tensão série para controle do barramento CC (sem levar em conta a com-

pensação da tensão de seqüência negativa) será sempre menor que este valor. Devido

ao transformador série estar conectado em ∆ do lado do conversor, então a relação de

transformação deve ser:

Nprim : Nsec =
√

3
Nr

Ns

V max
rotor(p.u)

V max
serie(p.u)

(3.28)

Com essa relação de transformação dos transformadores série é necessário um barra-

mento CC um pouco superior para que seja possível a compensação do desequilíbrio de

tensão e de distúrbios adicionais.

3.3 Modelagem, modulação e controle do conversor do
lado da rede

Nesta seção será tratada a modelagem, o controle e a modulação do conversor série

do lado da rede, responsável pela minimização do desequilíbrio de tensão no estator da

máquina, e controle do barramento CC do conversor bidirecional. Será dada ênfase so-

mente na topologia do conversor série. A máquina e o conversor do lado do rotor foram

omitidos da Figura 17 e a corrente estatórica é considerada como um distúrbio. Os efeitos

de tensões harmônicas geradas pelo conversor de tensão trifásico são reduzidas com o uso

de um filtro LC, cujo projeto será apresentado a seguir. Após o projeto, será apresentada

a modelagem e o controle do conversor série, seguido da modulação usada no conversor.

3.3.1 Projeto do filtro LC de saída

O uso de conversores com modulação PWM, devido ao alto conteúdo harmônico ger-

ado, exige o uso de filtros em sua conexão. Neste caso específico de conexão de conversor

série não é diferente. Devido à semelhança topológica da conexão apresentada anterior-
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mente com os dispositivos restauradores dinâmicos de tensão (DVR), o projeto de filtros

pode seguir a mesma metodologia. Além do projeto do filtro LC, é necessário também o

projeto dos transformadores série, que será apresentado posteriormente.

O objetivo agora é projetar o filtro LC para que o alto conteúdo harmônico de tensão

do conversor seja atenuado na tensão do capacitor.

Para o projeto a seguir, será considerado o caso do gerador de 2.27MVA que vem

sendo tratado nesta dissertação. Considerando a potência do conversor do lado da rede

igual a 0.3 da potência total do gerador. Além disso, a partir da relação de transformação

determinada anteriormente Nprim : Nsec tem-se que a corrente base é:

Ibaseprim =
IbasesecNsec

Nprim

(3.29)

E a tensão base é:

Vbaseprim =
0.3 · Pbase√
3Ibaseprim

(3.30)

o que resulta em uma impedância base de:

Zserie
baseprim =

V 2
baseprim

0.3 · Pbase

(3.31)

Dessa forma, os valores de indutância e capacitância a partir dos respectivos valores

em p.u. são:

Lf =
Lf (p.u.)Zbaseprim

ω
(3.32)

Cf =
Cf (p.u.)

ωZbaseprim

(3.33)

A partir da definição dos valores de Lf (p.u.) e Cf (p.u.) é possível determinar os

parâmetros do filtro. Parâmetros típicos de indutância e capacitância encontrados na

literatura para filtros LC são Lf (p.u.) = 0.3 e Cf (p.u.) = 0.05, o que resulta nos seguintes

valores:

Lf = 613µH (3.34)
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Cf = 172µF (3.35)

Estes são os valores considerados para o projeto dos controladores do conversor série

mostrado a seguir.

3.3.2 Modelagem do conversor série

Nesta seção será feita a modelagem e controle do conversor do lado da rede, ligado em

série com o estator da máquina trifásica. Considere o circuito da Figura 17. As equações

que descrevem o circuito podem ser expressas por:

Figura 17: Configuração proposta para o conversor série.
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





userie
ab = Lf

d

dt
iconv
a + vconv

ab − Lf

d

dt
iconv
b

userie
bc = Lf

d

dt
iconv
b + vconv

bc − Lf

d

dt
iconv
c

d

dt
iconv
a +

d

dt
iconv
b +

d

dt
iconv
c = 0

Cf

d

dt
vconv
ab − Cf

d

dt
vconv
ca = iconv

a − (iap − icp)

Cf

d

dt
vconv
bc − Cf

d

dt
vconv
ab = iconv

b − (ibp − iap)

d

dt
vconv
ab +

d

dt
vconv
bc +

d

dt
vconv
ca = 0

vconv
ab = Rpiap + (Lp + Ms)

d

dt
iap − Ms

d

dt
i
′

as

vconv
bc = Rpibp + (Lp + Ms)

d

dt
ibp − Ms

d

dt
i
′

bs

vconv
ca = Rpicp + (Lp + Ms)

d

dt
icp − Ms

d

dt
i
′

cs

(3.36)

Rearranjando a equação (3.36), tem-se que:







d

dt
iconv
a − d

dt
iconv
b = − 1

Lf

vconv
ab +

1

Lf

userie
ab

d

dt
iconv
b − d

dt
iconv
c = − 1

Lf

vconv
bc +

1

Lf

userie
bc

d

dt
iconv
a +

d

dt
iconv
b +

d

dt
iconv
c = 0

d

dt
vconv
ab − d

dt
vconv
ca =

1

Cf

iconv
a − 1

Cf

iap +
1

Cf

icp

d

dt
vconv
bc − d

dt
vconv
ab =

1

Cf

iconv
b − 1

Cf

ibp +
1

Cf

iap

d

dt
vconv
ab +

d

dt
vconv
bc +

d

dt
vconv
ca = 0

d

dt
iap =

1

Lp + Ms

vabf − Rp

Lp + Ms

iap +
Ms

Lp + Ms

d

dt
i
′

as

d

dt
ibp =

1

Lp + Ms

vbcf − Rp

Lp + Ms

ibp +
Ms

Lp + Ms

d

dt
i
′

bs

d

dt
icp =

1

Lp + Ms

vcaf − Rp

Lp + Ms

icp +
Ms

Lp + Ms

d

dt
i
′

cs

(3.37)

As equações apresentadas em (3.37) pode ser escrita na notação de variáveis de estado

da seguinte maneira:

ẋ = Ax+Buserie + Fw (3.38)

Para obtermos um sistema desacoplado, foi escolhida a seguinte transformação de
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variáveis, aplicada nas correntes de saída do conversor:







iconv
af

iconv
bf

iconv
cf







=
1

3







1 −1 0

0 1 −1

−1 0 1







︸ ︷︷ ︸

Tdes







iconv
a

iconv
b

iconv
c







(3.39)

Em variáveis de estado, aplicando-se a transformação Td no modelo em variáveis de

estado tem-se o seguinte:

Tdẋ = TdAx+ TdBuserie + TdFw

˙xm = TdAT
−1

d xm + TdBuserie + TdFw
(3.40)

onde:

Td =

[

Tdes 03×6

06×3 I6×6

]

(3.41)

xm =
[

iconv
af iconv

bf iconv
cf vconv

ab vconv
bc vconv

ca iap ibp icp

]T

(3.42)

userie =
[

userie
ab userie

bc 0
]T

(3.43)

w =
[

i
′

as i
′

bs i
′

cs

]T

(3.44)

Aplicando-se a transformação Tαβ0, tem-se que:

Tαβ0ẋm = Tαβ0TdAT
−1

d xm + Tαβ0TdBuserie + Tαβ0TdFw

ẋαβ0 = Tαβ0TdAT
−1

d T−1

αβ0
xαβ0 + Tαβ0TdesBT

−1

αβ0
userie

αβ0 + Tαβ0TdesFT
−1

αβ0
wαβ0

ẋαβ0 = Āxαβ0 + B̄userie
αβ0 + F̄wαβ0

(3.45)

onde
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Ā = Tαβ0TdAT
−1

d T−1

αβ0

B̄ = Tαβ0TdBT
−1

αβ0

F̄ = Tαβ0TdFT
−1

αβ0

(3.46)

e a transformação Tαβ0 usada é a que resulta na magnitude da tensão invariante após a

transformação, ou seja:

Tαβ0 =
2

3













1 −1

2
−1

2

0

√
3

2
−
√

3

2

1

2

1

2

1

2













(3.47)

A partir de (3.45) e de (3.46) é possível extrair dois sistemas monofásicos desacoplados

dados pelas equações abaixo.

d

dt







iconv
α

vconv
α

iαp







=







0 − 1

3Lf
0

1

Cf
0 − 1

Cf

0 1

Lp+M
− Rp

Lp+Ms













iconv
α

vconv
α

iαp







+







1

3Lf

0

0






userie

α +







0

0
Ms

Lp+Ms






i
′

αs (3.48)

d

dt







iconv
β

vconv
β

iβp







=




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0 − 1

3Lf
0

1

Cf
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Cf

0 1

Lp+M
− Rp

Lp+Ms


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





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

iconv
β

vconv
β

iβp







+







1

3Lf

0

0






userie

β +







0

0
Ms

Lp+Ms






i
′

βs (3.49)

O modelo equivalente dos circuitos monofásicos em coordenadas αβ é mostrado na

Figura 18. Desta maneira, é possível o projeto e implementação dos controladores de-

sacoplados das tensões série nos eixos α e β. É importante salientar o distúrbio, que são

as correntes estatóricas i′αs e i′βs referidas ao primário (lado do conversor série).

Para simplificar o projeto dos controladores, será adotada a representação em função

de transferência. Como os modelos em coordenadas estacionárias α e β são iguais, será

considerado um único projeto que serve para ambas as coordenadas.

O modelo da planta considerando a tensão do capacitor como variável de saída e a
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Figura 18: Circuitos equivalentes monofásicos do conversor série.

tensão do conversor como entrada é dado por:

Gs(s) =
(Lp +Ms)s+Rp

3LfCf (Lp +Ms)s3 + 3LfCfRps2 + (3Lf + Lp +Ms)s+Rp

(3.50)

Ainda, a função de transferência da tensão do capacitor em função da corrente de

distúrbio é a seguinte:

Gdist(s) = − 3LfMss

3LfCf (Lp +Ms)s3 + 3LfCfRps2 + (3Lf + Lp +Ms)s+Rp

(3.51)

3.3.2.1 Projeto do controlador da malha interna

Oscilações pouco amortecidas associadas ao filtro LC podem ser causadas tanto por

transitórios na referência de tensão quanto por distúrbios nas correntes estatóricas. Com

o objetivo de amortecer a ressonância associada ao filtro LC que atenua as componentes

harmônicas de tensão do conversor, é proposta a utilização de uma malha interna de

corrente de saída do conversor.

Além disso, a aproximação de Padé de primeira ordem foi usada com o objetivo de

representar o atraso de transporte da implementação digital, ou seja:
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e−sτ ≈
1 − sτ

2

1 +
sτ

2

(3.52)

onde τ é o atraso de transporte em segundos.

A Figura 19 mostra a pré-compensação proposta para amortecimento dos modos

pouco amortecidos de Gs(s).

Figura 19: Diagrama de blocos da pré-compensação.

Este mecanismo para amortecimento da ressonância é semelhante ao apresentado

em (LI; VILATHGAMUWA; BLAABJERG, 2007a) e em (LI; VILATHGAMUWA; BLAABJERG,

2007b).

Assim a função de transferência de malha aberta utilizada para o projeto do contro-

lador de tensão que garantirá desempenho de regime permanente bem como robustez à

incertezas paramétricas é dada pelo diagrama de blocos da Figura 19. O ganho kc da

malha interna de corrente amortece a ressonância do filtro LC, facilitando assim o projeto

do controlador da malha externa de tensão.

Considerando os parâmetros dos transformadores apresentados na Tabela 8 e do filtro

LC projetado anteriormente, faz-se inicialmente a pré-compensação da malha de corrente.

A Figura 20 mostra a resposta em freqüência da saída de tensão para a referência de

tensão em malha aberta e para a planta com a malha de pré-compensação proposta. O

ganho de pré-compensação foi estipulado como sendo kc = 0.9. Pode-se observar que o

ganho próximo à freqüência de ressonância do filtro LC é reduzido significativamente.

A Figura 21 mostra a resposta em freqüência da saída de tensão para o distúrbio de

corrente em malha aberta e para a planta com a malha de pré-compensação proposta.

Pode-se observar que o ganho próximo à freqüência de ressonância do filtro LC também

é reduzido significativamente.
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Figura 20: Diagrama de Bode da planta e após a pré-compensação.

3.3.2.2 Projeto do controlador robusto H∞

Conforme apresentado em (LI; VILATHGAMUWA; BLAABJERG, 2007b) e (LI; VI-

LATHGAMUWA; BLAABJERG, 2007a), o uso de um controlador H∞ para a malha externa

de tensão é uma boa alternativa para rastreamento assintótico da referência e robustez à

variações paramétricas.

As especificações de projeto de controladores H∞ como rastreamento assintótico e

robustez são expressas como restrições nos valores singulares de diferentes funções de

transferência (da entrada para o erro ou da entrada para a saída). Para isso, na síntese do

controlador, é necessária a seleção de funções de ponderação adequadas. A configuração

padrão de controladores H∞ é mostrada na Figura 22.

O projeto de controladores H∞ leva explicitamente em sua formulação o grau de

robustez à variações paramétricas, o desempenho em regime permanente e a energia do

processo através da escolha de funções de ponderação. A Figura 23 mostra a planta

nominal pré-compensada Gcomp
s (s), o controlador K(s), as funções de otimização W1(s)

de desempenho de rastreamento, W2(s) de energia associada ao controlador e W3(s) de
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Figura 21: Diagrama de Bode da planta e após a pré-compensação da saída com relação ao distúrbio.

Figura 22: Configuração padrão utilizada para projeto de controladores H∞.

robustez e as entradas e saídas da planta.

Figura 23: Configuração para projeto de controladores H∞.
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Dadas as exigências de rastreamento assintótico, resposta rápida às variações de refer-

ência de tensão e de robustez à variações paramétricas, o projeto de um controlador

robusto H∞ é tratado na litaratura como uma boa alternativa para o caso de dispos-

itivos restauradores de tensão (DVR) (LI; VILATHGAMUWA; BLAABJERG, 2007b) (LI;

VILATHGAMUWA; BLAABJERG, 2007a). Os dispositivos restauradores de tensão apresen-

tam uma grande semelhança com a configuração do conversor do lado da rede proposto

aqui.

A síntese do controlador H∞ é feita de tal forma que a norma H∞ da função de

transferência de w(s) para z(s) seja menor que 1. Isso pode ser expresso da seguinte

maneira:

∥
∥
∥
∥
∥
∥
∥
∥

W1S

W2R

W3T

∥
∥
∥
∥
∥
∥
∥
∥
∞

< 1 (3.53)

onde S(s) é a função de transferência de sensitividade, R(s) é a função de transferência

que relaciona a ação de controle com a referência e T (s) é a função de transferência de

sensitividade complementar, igual à função de transferência de malha fechada, dadas por:

S(s) =
1

1 +G(s)K(s)
(3.54)

R(s) =
K(s)

1 +G(s)K(s)
(3.55)

T (s) =
G(s)K(s)

1 +G(s)K(s)
(3.56)

satisfazendo a seguinte condição

T (s) + S(s) = 1 (3.57)

No projeto do controlador H∞ o controlador K(s) a ser sintetizado deve fazer com que

S(s), R(s) e T (s) satisfaçam os critérios dados em (3.53), ou seja, restrições são impostas

às dinâmicas do sistema de malha fechada.

Resumindo, o projeto do controlador deve seguir os seguintes passos:
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1. Determinação as incertezas paraméticas;

2. Seleção apropriada das funções de ponderação;

3. Síntese do controlador de forma a se obter uma função de transferência de malha

fechada com o comportamento desejado.

Seleção da função de ponderação para desempenho robusto Consideremos ini-

cialmente a função de transferência da planta pré-compensada G(s). Devido às incertezas

paramétricas inerentes aos componentes, serão consideradas as seguintes incertezas:

Tabela 2: Incertezas paramétricas do conversor série.

PARÂMETRO INCERTEZA (em %)

Lf ±20%

Cf ±20%

Lp ±20%

Ms ±20%

Estas incertezas paramétricas são transformadas em incertezas multiplicativas, resul-

tando em uma planta com relação à nominal dada por:

∆(s) = σ

(

G̃(s) −G(s)

G(s)

)

(3.58)

onde ∆(s) é a incerteza da planta, G̃(s) é a planta pré-compensada com incerteza, G(s)

é a planta pré-compensada nominal e σ(H) são os valores singulares de H. Para al-

cançar a robustez necessária, a condição ‖W3T‖∞ < 1 precisa ser satisfeita. A função

de ponderação W3(s) é determinada para o pior caso de ∆(s). Isso pode ser atingido

selecionando-se W3(s) com ganho superior a ∆(s) mesmo para o pior caso de variação

paramétrica admissível pelo projetista. A função W3(s) selecionada foi:

W3(s) =
6s

s+ 0.3
(3.59)

e o diagrama de Bode com os valores singulares de ∆(s) e W3(s) são mostrados na

Figura 24.
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Freqüência [Hz]

Figura 24: Diagrama de Bode de ∆(s) e de W3(s).

Seleção da função de ponderação para limitação da energia A seleção de

W2(s) está relacionada à energia disponível. Neste caso, não é desejada uma amplificação

de componentes CC assim como das altas freqüências. Dessa maneira, a seleção de W2(s)

é feita para obter ganhos elevados nestas freqüências e ganho baixo em torno de 60Hz.

Uma possível escolha de W2(s) é a seguinte:

W2(s) = 7 (3.60)

Seleção da função de ponderação para rastreamento assintótico O desem-

penho de rastreamento assintótico da referência pode ser expresso em termos da restrição

‖W1S‖∞ < 1. Como a referência de tensão é um sinal senoidal na freqüência da rede, é

importante que o controlador apresente altos ganhos nesta freqüência. Um erro reduzido

da saída com relação à referência pode ser obtido se a sensitividade S(s) apresentar baixos

ganhos na freqüência da rede. Como apresentado em (LEE; CHIANG; CHANG, 2001), será

escolhida uma função de ponderação de segunda ordem. Portanto, a função de ponderação

W1(s) tem a seguinte forma:

W1(s) =
kaω

2
0

s2 + 2ζW1
ω0s+ ω2

0

(3.61)

onde ka = 0.5, ω0 = 2 · π · 60 e ζW1
= 0.001.

Pode-se perceber que W1(s) possui três parâmetros de ajuste: o coeficiente ka permite

um ajuste de ganho, o termo ζ permite outro grau de liberdade para regulagem do erro

na freqüência desejada e o termo ω0 que é a freqüência da rede e na qual se deseja um
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alto ganho para o controlador. Valores menores de ζW1
resultarão em um pico maior na

resposta em freqüência de W1(s), o que garante um erro de regime permanente menor na

freqüência da rede. Idealmente, deve-se escolher ζW1
→ 0 mas, devido a problemas de

implementação digital este valor não é utilizado.

Como é possível ver na Figura 25, a função sensitividade S(s) apresenta um baixo

ganho na freqüência da rede. A função sensitividade complementar T (s), por sua vez,

também respeita as restrições de projeto.
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Figura 25: Valores singulares das funções S(s), T (s), γ/W1(s) e γ/W3(s).

A estrutura final da malha de controle de tensão para o eixo de coordenadas α é

vista na Figura 26, mostrando a malha interna de pré-compensação e a malha externa de

controle de tensão. Em coordenadas β, o resultado é igual e foi omitido.

Figura 26: Diagrama de blocos do controlador do conversor série.
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Para o projeto do controlador H∞ foi utilizado o programa Matlab R©. O controlador

H∞ sintetizado levando em conta as funções de ponderação tem a seguinte forma, cujos

valores foram omitidos por questão de espaço:

K(s) =
b7s

7 + b6s
6 + b5s

5 + b4s
4 + b3s

3 + b2s
2 + b1s + b0

s8 + a7s7 + a6s6 + a5s5 + a4s4 + a3s3 + a2s2 + a1s + a0

(3.62)

O diagrama de Bode do controlador contínuo e do controlador discretizado é apresen-

tado na Figura 27.
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Figura 27: Diagrama de Bode do controlador K(s) e do controlador discretizado K(z).

Algumas características do controlador sintetizado são:

• Ganho elevado na freqüência da rede (60Hz);

• Baixo ganho nas baixas freqüências para não amplificar componentes contínuas re-

sultantes de transitórios;

• O controlador discreto apresenta baixo ganho na freqüência de Nyquist, o que reduz

o efeito do intersampling ;

Para o projeto dos controladores o método de redesign, ou seja, o projeto será realizado

em tempo contínuo e posteriormente será discretizado para implementação. Simulações

serão apresentadas no próximo capítulo com o intuito de demonstrar o desempenho tran-

sitório, o rastreamento da referência de tensão e a rejeição ao distúrbio de corrente.

Projetados os controladores das malhas internas de corrente e malhas externas de

tensão em coordenadas αβ, será abordada agora a geração das referências de tensão série.
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3.3.3 Referência de tensões série

A referência de tensão série para operação em regime permanente com desequilíbrio

das tensões da rede é composta de duas parcelas:

1. Parcela de compensação do desequilíbrio, composta pela seqüência negativa das

tensões da rede;

2. Parcela para controle do barramento CC.

A tensão da rede pode ser escrita em coordenadas estacionárias da seguinte forma:

vαβ =

[

vα

vβ

]

=
2

3









1 −1

2
−1

2

0

√
3

2
−
√

3

2















va

vb

vc







(3.63)

e, desprezando-se as componentes harmônicas, decomposta como a soma de componentes

de seqüência positiva e seqüência negativa

vαβ = vαβ+ + vαβ− (3.64)

Alguns métodos para obtenção de componentes simétricas de seqüência positiva são

apresentados em (CAMARGO; PINHEIRO, 2006) and (CARDOSO et al., 2006a).

Para evitar as oscilações de conjugado e altas correntes resultantes do desequilíbrio de

tensão, o conversor série deve cancelar as componentes de seqüência negativa da tensão

de forma a manter as tensões estatóricas equilibradas. Assim, a parcela da tensão série

de referência que compensa o desequilíbrio de tensão é:

vserie
αβ− = −vαβ− (3.65)

e a tensão estatórica resultante em regime permanente será:

vαβs = vαβ+ (3.66)

Se a tensão estatórica está equilibrada, então as correntes resultantes também serão

equilibradas, e no caso da máquina operando com fator de potência unitário, com correntes
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em fase com as tensões. Como a potência ativa envolvida na compensação do desequilíbrio

é o produto da corrente de seqüência positiva com a tensão série de seqüência negativa,

a média em um ciclo é zero. Então, não há potência ativa envolvida no processo de

compensação do desequilíbrio. Se as condições acima são satisfeitas, então:

iαβs = iαβ+ (3.67)

e a tensão estatórica possui somente a parcela de seqüencia positiva de tensão da rede em

regime permanente.

A seguir será apresentada a estratégia de controle da tensão do barramento CC,

resultando em mais uma parcela de tensão de referência para o conversor série.

3.3.4 Projeto do controlador do barramento CC

Para uma operação adequada do conversor bidirecional, a tensão do barramento CC

deve ser regulada em um valor maior que a tensão de linha de pico, permitindo que o

conversor injete no rotor ou absorva dele potência ativa dependendo da velocidade.

Seja considerando que a corrente estatórica tenha somente a parcela de seqüência

positiva, o que significa que as tensões estatóricas são equilibradas. De forma a injetar ou

absorver potência ativa da rede, é necessário injetar uma tensão em fase ou com 180◦ de

fase com a corrente série, ou seja, também uma tensão de seqüência positiva. Portanto, a

amplitude da tensão estatórica depende depende da tensão série, que por sua vez depende

da velocidade do gerador. Quando o gerador opera em velocidade abaixo da síncrona,

o rotor absorve potência ativa e a tensão estatórica aumenta. Por outro lado, quando

o gerador opera acima da velocidade síncrona, o rotor também injeta potência ativa e a

tensão estatórica diminui.

As duas funções principais do conversor série são compensar o desequilíbrio e manter

o barramento CC. A parcela de tensão de seqüência negativa foi tratada anteriormente.

Como a tensão série do conversor tem parcelas de seqüência positiva e negativa e a corrente

estatórica é assumida equilibrada e de seqüência positiva, a potência ativa envolvida

no processo apresenta uma parcela constante adicionada a uma parcela oscilatória de

freqüência igual ao dobro da freqüência da rede.

Pserie(t) = 3I+
(
V+ + V− cos(2ωt)

)
(3.68)
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(a) Controle proposto para o barramento CC.

(b) Diagrama de blocos simplificado.

Fig. 28: Controlador do barramento CC.

onde I+, V+ and V− são os valores RMS da corrente estatórica, das tensões de seqüencia

positiva e negativa série, respectivamente. A parcela de potência oscilante aparece como

uma oscilação na tensão do barramento CC mas não pode afetar a geração da tensão de

seqüência positiva série.

Em regime permanente a potência ativa rotórica deve ser igual à potência ativa pro-

cessada pelo conversor série, ou seja, a seguinte condição deve ser satisfeita:

P̄serie(t) = Protor(t) (3.69)

Isto significa que em regime permanente a energia no capacitor deve ser constante. A

energia do capacitor é dada por:

Ec(t) = C
vcc(t)

2

2
(3.70)

Percebe-se que, selecionando

x(t) = v2

cc(t), c =
2

C
(3.71)

e aplicando-se a transformada de Laplace a seguinte equação no domínio da freqüência é

obtida:

x(s) =
c

s

(
Pserie(s) − Protor(s)

)
(3.72)

Para que o conversor série absorva potência da ou injete corrente na rede, a tensão
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deve ser proporcional à corrente. A sugestão para este caso é:

vserie
αβ+ = ucaiαβ+ (3.73)

Da equação da potência ativa processada pelo conversor série pode-se encontrar que:

P̄seriesαβ+ = vserie
αβ+ iαβ+

= ucaiαβ+ · iαβ+

= uca

[
i2α+ + i2β+

]

= uca‖iαβ+‖2

(3.74)

onde uca é a ação de controle e tem a característica de resistência. O sinal deste termo

indica se o conversor série absorve ou injeta potência ativa na rede.

No entanto, a equação (3.74) é não-linear. Para linearizá-la, P̄ ref
serie é dividida por

‖iαβ+‖2, como mostrado na Figura 28a. Como resultado, o diagrama de blocos linear

equivalente para projeto se torna o mostrado na Figura 28b. Ainda, para se obter erro de

regime permanente nulo um controlador PI foi selecionado. Para evitar que as oscilações

da tensão do barramento CC afetem o cálculo de uca, a seguinte estrutura de controlador

é proposta:

Gcc(s) =

(

kCC
p +

kCC
i

s

)

· s2 + ω2
d

s2 + 2ζccωds+ ω2
d

(3.75)

onde ωd = 2ω = 2(2πf).

Com o cálculo de uca, é possível obter a tensão de seqüência positiva dada por (3.73)

que precisa ser sintetizada. A oscilação na tensão do barramento CC podem ser mini-

mizada com o aumento do capacitor.

Considerando a malha interna de tensão muito mais rápida que a malha externa

de controle do barramento CC, tem-se que a função de transferência de malha fechada

somente com o controlador PI é dada por:

GCC
mf (s) =

kCC
p c1s+ kCC

i c1

s2 + kCC
p c1s+ kCC

i c1
=

2ζccωnCCs+ ω2
nCC

s2 + 2ζccωnCCs+ ω2
nCC

(3.76)

A parte adicional do controlador do barramento CC, responsável pela rejeição da
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oscilação de tensão, só interfere na faixa do dobro da freqüência da rede e seu efeito pode

ser desprezado no projeto do PI, pois apresenta ganho unitário (0dB) e fase nula fora da

faixa de interesse (em torno de 120Hz).

Dessa forma, selecionando-se ωnCC e ζcc os ganhos kCC
p e kCC

i são dados por:

kCC
p =

2ζωnCC

c1
(3.77)

kCC
i =

ω2
nCC

c1
(3.78)

Deve-se tomar cuidado com a singularidade na divisão por ‖iαβ+‖2. Quanto menor

esse valor, maior deve ser a tensão série para injetar ou absorver a mesma potência ativa.

3.3.5 Operação próxima à geração zero

Um restrição apresentada em (PETERSSON, 2005) é que o gerador duplamente alimen-

tado com conversor série do lado da rede tem problemas em operação próximo à geração de

potência ativa zero. Isso se deve ao fato de uma corrente estatórica mínima ser necessária

para que o barramento CC possa ser controlado. Do contrário, não é possível regular sua

tensão, pois não é possível absorver nem injetar potência ativa na rede. Este também é

um problema da partida do sistema.

Considerando-se que um pequeno conversor seja necessário para a pré-carga do bar-

ramento. Assumindo-se o barramento CC carregado, é possível sincronizar a máquina e

quando esta estiver sincronizada, conectá-la à rede e definir uma referência de potência

reativa, mesmo que não haja potência ativa disponível.

Isso fará com que uma corrente circule pelo conversor série, o que torna possível o

controle do barramento CC, mesmo que a máquina não gere potência ativa.

Então para solucionar esse problema, pode-se relaxar a injeção de reativos, ou seja,

injetar uma corrente reativa mínima permitindo assim que o barramento CC seja contro-

lado. No caso da conexão de vários geradores, é possível que alguns geradores injetem

corrente reativa indutiva enquanto outros injetem corrente reativa capacitiva, fornecendo

uma corrente reativa nula para o sistema.

Nos resultados de simulação que serão apresentados no próximo capítulo, é possível

verificar que é possível controlar a tensão do barramento CC injetando-se 5% de potência
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reativa, tanto capacitiva quanto indutiva, solucionando assim o problema da operação

próxima à geração zero. A energia necessária para suprir as perdas da máquina e do

conversor é pequena e deve vir do sistema ao qual a turbina eólica está conectada.

3.3.6 Modulação SV das tensões de linha

A modulação utilizada para acionamento do conversor trifásico a três fios do conversor

série é a modulação space vector (SVM ), semelhante àquela utilizada para o conversor do

lado do rotor. A única diferença é que neste caso o interesse é em sintetizar tensões de

linha ao invés de tensões de fase, como naquele caso.

No Anexo C a modulação das tensões de linha está apresentada em detalhes.
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4 RESULTADOS DE SIMULAÇÃO

Nesta seção será analisado o comportamento dinâmico do sistema para os diferentes

pontos de operação do gerador. Resultados de simulação do sincronismo do gerador e o

controle do conversor do lado do rotor são apresentados, bem como o comportamento do

conversor série e controle do barramento CC. Desequilíbrios de tensão são gerados para

verificar o funcionamento e a eliminação das oscilações de conjugado eletromecânico no

eixo da máquina.

Os resultados de simulação apresentados aqui se referem a um gerador eólico de

2.27MVA (PETERSSON, 2005), cujos parâmetros são mostrados na Tabela 7.

Alguns requisitos para a conexão de geração distribuída são considerados nas simu-

lações, como a necessidade da injeção de reativos para controle da tensão no PCC. No

entanto, os requisitos de manutenção da conexão sob condições de afundamento de tensão

não serão abordados nessa dissertação. Ainda, não serão consideradas aqui as operações

do crowbar para proteção do circuito rotórico nem da proteção do barramento CC (chop-

per).

4.1 Requisitos de geração de reativos

Quanto às normas de conexão de geração distribuída, duas das principais normas são

a norma alemã (E.ON NETZ, 2006) e a norma britânica (THE GRID CODE, 2008). Um dos

requisitos obrigatórios trata da permanência da conexão da geração distribuída mesmo

sob afundamentos de tensão. Ainda, o documento (VDN, 2004) cita orientações que devem

ser consideradas pra manutenção da conexão sob afundamentos de tensão (LVRT ).

Para atender normas cada vez mais restritivas de operação de geração distribuída, os

geradores eólicos precisam fornecer suporte de reativos para controle de tensão bem como

permanecer conectados por tempos determinados durante faltas.

Dentre alguns requisitos exigidos pelas normas de conexão de geração distribuída está
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a capacidade de suporte de reativos para controle da tensão. Uma típica exigência de

geração de reativos de geração distribuída é mostrada na Figura 29.

Figura 29: Requisitos de geração de reativos.

onde:

• O ponto A é equivalente (em MVAr) a um fator de potência 0.95 adiantado (indu-

tivo) na potência nominal.

• O ponto B é equivalente (em MVAr) a um fator de potência 0.95 atrasado (capaci-

tivo) na potência nominal.

• O ponto C é equivalente (em MVAr) a −5% da potência nominal em MW.

• O ponto D é equivalente (em MVAr) a +5% da potência nominal em MW.

• O ponto E é equivalente (em MVAr) a −12% da potência nominal em MW.

Nas simulações do comportamento estático será mostrada a operação em cada um

destes pontos críticos de geração de potência ativa e reativa, mostrando que a configuração

proposta aqui é capaz de atender a estes requisitos de norma.
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4.2 Parâmetros usados em simulação

Para as simulações apresentadas a seguir, foi usado um modelo simplificado do sistema

de potência, com uma fonte de tensão trifásica e uma impedância determinada pela ca-

pacidade de curto-circuito no ponto de conexão do gerador. A tensão de linha é de 690V e

a potência de curto-circuito é de 30MVA. A linha é considerada como um circuito RL, cu-

jos parâmetros são Rg = 0.6p.u. = 15.06mΩ e Lg = 0.8p.u. = 53.26µH. As características

do gerador são as seguintes: Pnom = 2.27MVA, Vrms = 690V e Inom = 1900A.

Para a realimentação das potências ativa e reativa, serão usadas as potências filtradas,

pois as componentes de 120Hz podem aparecer nas correntes rotóricas de referências.

A função de transferência usada é a de um filtro passa-baixas de segunda ordem com

freqüência de corte BPQ
w = 10 e amortecimento ζPQ = 1, dada por:

GPQ
f (s) =

BPQ2
w

s2 + 2ζPQB
PQ
w s ∗ s+BPQ2

w

(4.1)

Seguindo os critérios de projeto apresentados nos Capítulos 2 e 4, a Tabela 3 apre-

senta os parâmetros usados em simulação. São apresentados os ganhos do controladores

do conversor série do lado da rede, do conversor do lado do rotor, do controlador do

barramento CC, do filtro das potências medidas e da extração de referência de seqüência

negativa usando o filtro de Kalman.

Para fins de facilidade de implementação e redução de erros, foi feita uma redução

da ordem do controlador K(s). Discretizando a função de transferência resultante da

redução de ordem de K(s) em um período de amostragem de Ts = 1/6000s, a função

K(z) resultante tem a seguinte forma:

K(z) =
β0z

6 + β1z
5 + β2z

4 + β3z
3 + β4z

2 + β5z + β6

z6 + α1z5 + α2z4 + α3z3 + α4z2 + α5z + α6

(4.2)

cujos coeficientes são dados na tabela abaixo:

Para a malha de controle do barramento CC, deve-se tomar cuidado para evitar

a singularidade na divisão por ||is||2, pois quando a corrente estatórica for nula não é

possível manter o controle da tensão do barramento. A referência de potência ativa

depende da velocidade da turbina e vem do algoritmo de máxima extração de potência.

Para fins de simplificação, a referência de potência reativa é nula para a operação com

velocidade variável. As simulações apresentadas aqui levam em consideração o atraso de
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Tabela 3: Parâmetros usados nas simulações.

Controlador de correntes rotóricas
ωb 700 rad/s
ζ 1
ki

p 1.66371686946007
ki

i 234.5723577733923
Controlador de potências estatóricas

ωPQ 4.666666
kPQ

p 6.707757232494863e-6
kPQ

i 0.00469543006275
Controlador do barramento CC

C 20mF
ωnCC 4.666666 rad/s
ζcc 0.70710678118655
kCC

p 0.1414
kCC

i 1
BPQ

w 10 rad/s
ζPQ 1

Controlador de tensões série
kc 0.9
a1 1.2760961386177923e+4
a2 2.4436013107618816e+7
a3 5.913289044140279e+10
a4 4.346745612809234e+12
a5 8.144570821318278e+15
a6 1.21117501120639264e+17
a7 2.3898325750576484e+16
b0 0
b1 4.5960503525192604e+2
b2 5.267151929861768e+6
b3 3.949370381820019e+9
b4 1.7957580008535348e+13
b5 -5.3269479776924756e+14
b6 -1.9538784114171072e+16
b7 -3.886305376600685e+15

Extração de referência de seqüência negativa
Q 0.01 I2×2

R 0.001
Kω 0.5
Ku 20
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Tabela 4: Coeficientes de K(z).

Coeficientes do controlador K(s) discretizado

α1 -4.73450313428828

α2 9.13226231461875

α3 -9.06727752842254

α4 4.75578221313739

α5 -1.16583080113934

α6 0.07956799114006

β0 0.03440817297479

β1 -0.10122957788140

β2 0.07106457693672

β3 0.05916402908382

β4 -0.10207296994052

β5 0.04206546301068

β6 -0.00339986575787

transporte. No entanto, não é usada a modulação Space Vector PWM e é aplicada a

tensão equivalente média no período de amostragem.

A seguir, resultados de simulação para os diferentes modos de operação, tanto em

regime permanente quanto em regime transitório.

4.3 Simulações dinâmicas

Inicialmente, serão apresentadas simulações dinâmicas envolvendo o controle do con-

versor série do lado da rede e do conversor do lado do rotor. A seguir, serão apresentados

resultados de simulação para a unidade geradora completa, de forma a mostrar a elimi-

nação das oscilações no conjugado eletromagnético da máquina através da compensação

do desequilíbrio de tensão no ponto de conexão.

4.3.1 Comportamento dinâmico do conversor do lado do rotor

Nesta seção serão apresentadas simulações que mostram o comportamento do con-

versor do lado do rotor do gerador duplamente alimentado. Durante o sincronismo, a

metodologia proposta não difere da configuração convencional com conversor paralelo,

que consiste no controle em malha fechada das correntes rotóricas. Porém, é necessário

que o capacitor do barramento CC seja pré-carregado. Nestas simulações será possível
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verificar o efeito da velocidade no acoplamento das correntes rotóricas e será apresentada

uma maneira de contornar o problema do acoplamento durante o sincronismo.

Como apresentado em (MüLLER; DEIKE; DONKER, 2002), o acoplamento das correntes

para diferentes velocidades rotóricas pode ser visto na Figura 30. São mostrados resultados

para 0.1 p.u. de variação na velocidade rotórica na faixa de 0.7 a 1.3 p.u.
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Figura 30: Resposta ao degrau na corrente i′qr para diferentes velocidades rotóricas.

Para contornar este problema durante o sincronismo, é proposta a adição de uma

parcela de compensação nas tensões rotóricas v′qr e v′dr de tal forma que o acoplamento

seja eliminado para qualquer velocidade rotórica. As parcelas de desacoplamento durante

o sincronismo da máquina são dadas por:

vdes
qr = Leq(ωe − ωr)i

′
dr (4.3)
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v′des
dr = −Leq(ωe − ωr)i

′
qr (4.4)

A Figura 31 apresenta as correntes rotóricas e as tensões estatóricas para a velocidade

de 0.71 p.u., mostrando que o sincronismo é rápido e que a parcela de desacoplamento no

controle das correntes i′dr e i′qr funciona de maneira satisfatória.
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Figura 31: Resposta transitória do conversor do lado do rotor durante sincronismo.

4.3.2 Comportamento dinâmico do conversor do lado da rede

Nesta seção serão apresentadas simulações que mostram o desempenho do conversor

série para o rastreamento da referência de tensão e para a rejeição ao distúrbio de corrente.

Na Figura 32 é mostrada a simulação considerando o caso monofásico equivalente,
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desacoplado em coordenadas estacionárias αβ.
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Figura 32: Resposta transitória do conversor série (modelo monofásico equivalente).

Na Figura 33 é mostrada a simulação considerando o caso trifásico completo, em

coordenadas abc.

Pode-ser perceber que o controlador K(s) projetado tem um rápido desempenho tran-

sitório para rastreamento da referência de tensão e que também apresenta uma rápida e

eficiente rejeição ao distúrbio de corrente.

4.3.3 Comportamento dinâmico do conjunto gerador

Os resultados de simulação a seguir têm como objetivo mostrar o desempenho tran-

sitório dos controladores no funcionamento do grupo gerador, que inclui a máquina, o

conversor do lado do rotor e o conversor série do lado da rede. Ainda, a tensão no ponto
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Figura 33: Resposta transitória do conversor série com conversor trifásico.

de conexão apresenta um desequilíbrio de 3%. Serão comparados os desempenhos para

degraus nas referências de potência ativa e reativa para diferentes velocidades rotóricas,

especialmente em três casos particulares: 0.7 p.u. (velocidade mínima), 1.0 p.u. (ve-

locidade síncrona) e 1.3 p.u. (velocidade máxima da máquina). Todo o procedimento

de sincronismo será executado, e assim que a chave de sincronização for fechada, será

dado um degrau na referência de potência ativa. A seguir, serão aplicados degraus nas

referências das potência reativa, tanto para reativos capacitivos quanto indutivos.

Nas Figuras 34, 35 e 36 é possível verificar uma rápida resposta transitória no con-

trole das correntes injetadas no sistema, além de mostrar o controle do barramento CC

operando de maneira adequada. A compensação do desequilíbrio permite que o conjugado

eletromagnético na máquina seja livre de oscilações, principal objetivo deste trabalho. In-

diferente da velocidade do gerador, a resposta transitória para degraus de potência ativa
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Figura 34: Degraus nas referências de potência ativa e reativa para velocidade rotórica de 0.71 p.u.
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Figura 35: Degraus nas referências de potência ativa e reativa para velocidade rotórica de 1.0 p.u.

e reativa apresentou bons resultados.
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Figura 36: Degraus nas referências de potência ativa e reativa para velocidade rotórica de 1.3 p.u.

4.3.4 Comportamento dinâmico com variação de velocidade da
turbina

Os resultados que serão apresentados a seguir levam em conta a característica de

máxima extração da potência da turbina. As tensões da rede também apresentam 3%

de desequilíbrio. Serão apresentadas figuras mostrando regiões de operação em diferentes

velocidades. A referência de potência reativa é definida como sendo zero.

Quando a velocidade rotórica for inferior 0.7 p.u., o gerador permanece desconectado.

Assumindo que a velocidade rotórica aumente linearmente a partir do instante t = 1s,

partindo de 0.7 p.u., e atinja a velocidade de 1.3 p.u. da velocidade síncrona no instante

t = 16s. Quando a velocidade atingir 0.71 p.u., inicia a rotina de sincronismo do gerador.

As referências das correntes rotóricas são definidas para o sincronismo apropriado e um

malha de desacoplamento das correntes rotóricas é usada neste procedimento para evitar

o aparecimento de modos lentos nas correntes rotóricas no referencial síncrono qd. Ainda

nesta rotina, é injetada uma tensão de seqüência negativa para compensar o desequilíbrio

de forma a sincronizar o gerador com tensões estatóricas equilibradas. Somente as malhas

internas de corrente são habilitadas neste processo e a referência de tensão série é composta

somente pela parcela de compensação de seqüência negativa.

Após 0.33s do início da rotina de sincronização, as correntes rotóricas atingiram a
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referência e ocorre o fechamento da chave de sincronismo. A partir desse instante, são

habilitadas as malhas de controle das potências ativa e reativa no PCC e também é

habilitada a malha de controle do barramento CC. Para que o controle do barramento

CC seja possível, é necessário que circule uma corrente no estator da máquina. Isso é

possível se a referência de potência ativa ou reativa não for nula. Conforme a velocidade

rotórica aumenta, a referência de potência ativa varia. Esta característica é dada pela

curva de máxima potência da turbina, descrita com detalhes anteriormente.

As Figuras 37 e 38 mostram toda a faixa de variação de velocidade do gerador, desde o

sincronismo até a limitação da potência entregue no ponto de conexão. A diferença entre

as figuras mencionadas é que a Figura 37 foi obtida com a compensação da seqüência

negativa da tensão da rede e a Figura 38 mostra o efeito caso essa parcela não seja

compensada.

A Figura 39 mostra a operação em regime permanente para a velocidade de 1.3 p.u.,

da velocidade síncrona. Aqui, é feita a comparação entre os dois métodos, com e sem

compensação de seqüência negativa. Percebe-se que um pequeno desequilíbrio faz surgir

uma grande oscilação no conjugado da máquina. Percebe-se também que as correntes

rotóricas apresentam oscilação de 120Hz no referencial qd.

Na Figura 40, são visualizadas as correntes rotóricas quando a velocidade rotórica

cruza pela velocidade síncrona. Enquanto na estratégia sem compensação de seqüência

negativa as correntes apresentam oscilação, no caso compensado as correntes tem um bom

comportamento, o que permite conjugado livre de oscilações.

Pode-se perceber que conjugado eletromagnético da máquina não apresenta oscilações

no dobro da freqüência da rede. Isso é possível devido ao equilíbrio das tensões estatóricas.

Ainda, o controle do barramento CC é possível em toda a faixa de velocidade de operação

do gerador. No entanto, se a parcela de compensação do desequilíbrio não é habilitada,

a qualidade da energia no ponto de conexão fica prejudicada e o conjugado da máquina

apresenta oscilações indesejadas.

A dinâmica do barramento CC também é apresentada. Considerando inicialmente o

barramento na sua tensão nominal, pode-se perceber o comportamento de queda da tensão

do barramento durante o sincronismo, podendo ser regulado somente quando circula uma

corrente no estator da máquina. O controlador então atua de forma a controlar a tensão

no valor de referência de 1100V.

Sem a compensação do desequilíbrio, as correntes estatóricas e por conseqüência as

correntes rotóricas apresentam uma componente de 120Hz. Visto que os controladores
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Figura 37: Operação do gerador para variação de velocidade e com a parcela de compensação do dese-
quilíbrio.
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Figura 38: Operação do gerador para variação de velocidade e sem a parcela de compensação do dese-
quilíbrio.
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Figura 39: Operação do gerador em velocidade sobre-síncrona.
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Figura 40: Correntes rotóricas no cruzamento pela velocidade síncrona com e sem a parcela de compen-
sação do desequilíbrio.

PI das correntes rotóricas não conseguem rejeitar o distúrbio, isso se propaga por todo o

sistema, prejudicando o funcionamento do conjunto e inclusive do conversor do lado da

rede. Isso acontece porque a referência de tensão série para controle do barramento CC

depende das correntes estatóricas. Caso a tensão série seja distorcida, o efeito aparece na

orientação dos controladores rotóricas, propagando o problema.

Como o gerador não controla a tensão no PCC através da injeção de reativos (refer-

ência de potência reativa nula), a amplitude da tensão sobe conforme a potência gerada

aumenta.
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4.4 Operação próximo à potência ativa zero e com
suprimento de reativos

Para atender normas cada vez mais restritivas de operação de geração distribuída,

os geradores eólicos precisam fornecer suporte de reativos para controle de tensão bem

como permanecer conectados por tempos determinados durante faltas. Nas simulações

que serão apresentadas a seguir, será demonstrada a capacidade da topologia proposta

de operar em toda a região de potências PQ determinada pela Figura 29, conforme (THE

GRID CODE, 2008).

Outro fator importante nesta topologia é a operação com potência ativa gerada próx-

imo a zero. Visto que o controle do barramento CC depende da circulação de uma corrente

no estator, pode ser possível a operação do conjunto absorvendo um pequena parcela de

potência ativa da rede, necessária somente para suprir as perdas nos conversores e na

máquina. Ainda, a potência ativa gerada depende da velocidade da turbina mas a potên-

cia reativa não é restringida pela velocidade e sim pelo dimensionamento dos conversores.

A proposta é que a potência ativa estatórica de referência seja nula, mas deixando a liber-

dade na referência de potência reativa, pois assim circulará uma corrente no estator e o

barramento CC pode ser controlado. Isso é o que pode ocorrer para condições de ventos

fracos, mas que se queira que a turbina permaneça conectada.

As Figuras 41 e 42 apresenta o caso para uma velocidade rotórica de 0.7 p.u. e com

injeção de reativos indutivos e capacitivos, respectivamente.

O procedimento de partida é igual ao das simulações anteriores. A diferença está nas

referências de potência ativa e reativa. Quando a máquina é sincronizada e a conexão

com a rede fechada, a referência de potência ativa estatórica é nula e a referência de

potência reativa estatórica é definida como sendo 5% da potência nominal da turbina,

tanto capacitiva quanto indutiva.

Percebe-se claramente que o controle do barramento CC é possível e que a potência

ativa injetada pela máquina é nula. Ainda, a parcela de potência necessária para com-

pensar as perdas na máquina e nos conversores vem da rede e por isso tem sinal positivo

(sinal positivo de potência ativa significa potência vindo da rede).

As respostas a afundamentos de tensão e faltas assimétricas não são apresentadas por

exigirem a atuação das proteções dos conversores e injeção de reativos, assunto que não é

do escopo desta dissertação.
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Figura 41: Operação do sistema com geração de potência ativa nula para a velocidade de 0.7 p.u. e
potência reativa indutiva de 5%.
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Figura 42: Operação do sistema com geração de potência ativa nula para a velocidade de 0.7 p.u. e
potência reativa capacitiva de 5%.
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5 ANÁLISE DE
CONTROLABILIDADE E
ESTABILIDADE

Neste capítulo será demonstrada a estabilidade e a controlabilidade de geradores du-

plamente alimentados com conversores série do lado da rede. Para tal análise, um modelo

não-linear completo incluindo a máquina trifásica, os conversores e o barramento CC ,bem

como os diferentes controladores propostos, é descrito e a seguite metodologia é adotada:

• Modelagem da máquina trifásica duplamente alimentada;

• Inclusão dos controladores das correntes rotóricas e potências ativa e reativa;

• Modelagem e controle do conversor série;

• Modelagem da malha de controle da tensao do barramento CC;

• Análise da controlabilidade do sistema;

• Análise da estabilidade do sistema a partir dos autovalores da matriz Jacobiana em

diferentes ponto de operação de potência ativa, reativa e velocidade de rotação do

gerador;

• Simulação do sistema não-linear no Matlab;

• Simulação do sistema linearizado e comparação com o sistema não-linear.

Na seção seguinte será apresentada a modelagem matemática da máquina duplamente

alimentada.
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5.1 Modelo da máquina trifásica

O modelo da máquina trifásica é apresentado com detalhes na Seção 2.4. É possível

escrever as equações da máquina na forma matricial da seguinte maneira:
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L3

ω − ωr −X3ωr − r′r
L1























iqs

ids

i′qr

i′dr










+

+













1

L2

0 − 1

L3

0

0
1

L2

0 − 1

L3

− 1

L3

0
1

L1

0

0 − 1

L3

0
1

L1






















vqs

vds

v′qr

v′dr










(5.1)

onde:

L1 =
LlsM + L′

lrM + L′
lrLls

Lls +M

L2 =
LlsM + L′

lrM + L′
lrLls

L′
lr +M

L3 =
LlsM + L′

lrM + L′
lrLls

M

X1 =
M(Lls +M)

LlsM + L′
lrM + L′

lrLls

X2 =
M(L′

lr +M)

LlsM + L′
lrM + L′

lrLls

X3 =
M2

LlsM + L′
lrM + L′

lrLls

Feita a modelagem da máquina trifásica, será apresentado a seguir o projeto dos
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controladores das correntes rotóricas de eixo direto e quadratura e dos controladores de

potência ativa e reativa a fim de controlar as potências no ponto de conexão do gerador.

5.2 Modelagem dos controladores do conversor do lado
do rotor

A escolha da orientação do referencial síncrono qd é no referencial do vetor das tensões

estatóricas, como apresentado na Seção 2.4.1. Ainda, os controladores do conversor do

lado do rotor, que têm o objetivo de controlar as correntes rtóricas e as potências ativa

e reativa no ponto de conexão, são controladores PI. O objetivo aqui é obter as equações

diferencias que governam o comportamento da máquina trifásica e os controladores.

Da forma como foi feita a orientação, a componente de tensão estatórica no eixo de

quadratura é zero (vqs = 0) e a componente de eixo direto é negativa, com amplitude

igual a:

vds = −
√

v2
αs + v2

βs (5.2)

Ainda, o fluxo estatórico no eixo de quadratura é positivo (λqs > 0) e o fluxo de eixo

direto, devido à baixa resistência estatórica, é aproximadamente zero (λds ≈ 0).

Devido à orientação adotada, tem-se:

• Tensão estatórica de eixo de quadratura igual a zero;

vqs = 0

• A tensão de quadratura da rede é igual à tensão de quadratura série;

vqrede = vqserie

• A tensão de eixo direto da rede é igual à soma das tensões de eixo direto série e do

estator;

vdrede = vdserie + vds

• Ainda, a amplitude da tensão da rede é assumida constante.
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Vn =
√

v2
qrede + v2

drede

Desta forma:

vds = −
√

V 2
n − v2

qserie − vdserie

vdrede = −
√

V 2
n − v2

qserie

As potências ativa e reativa medidas no ponto de conexão são as seguintes:

P =
3

2

(

(vds + vdserie)ids + (vqs + vqserie)iqs

)

Q =
3

2

(

(vds + vdserie)iqs − (vqs + vqserie)ids

)

que resultam em:

P =
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

)

(5.3)

Q =
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

)

(5.4)

Do controlador proporcional-integral de potência ativa:







d

dt
xP = Pref − P

i,ref
dr = kP

i xP + kP
p (Pref − P )

(5.5)







d

dt
xP = Pref −

3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

)

i,ref
dr = kP

i xP + kP
p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

))
(5.6)

Do controlador proporcional-integral de potência reativa:
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





d

dt
xQ = Qref −Q

i,ref
qr = kQ

i xQ + kQ
p (Qref −Q)

(5.7)







d

dt
xQ = Qref −

3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

)

i,ref
qr = kQ

i xQ + kQ
p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

))
(5.8)

Para os controladores de corrente, tem-se que:







d

dt
xid = i,ref

dr − i′dr

v′dr = kid
i xid + kid

p (i,ref
dr − i′dr)

(5.9)







d

dt
xiq = i,ref

qr − i′qr

v′qr = kiq
i xiq + kiq

p (i,ref
qr − i′qr)

(5.10)

As tensões rotóricas são resultado das malhas de controle das correntes rotóricas e

das potências ativa e reativa. Dessa forma substituindo-se i,ref
dr e i,ref

qr de (5.6) e (5.8) em

(5.9) e (5.10), respectivamente, tem-se que as tensões rotóricas são:

v′dr = kid
i xid + kid

p

(

kP
i xP + kP

p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids − vqserieiqs

))

− i′dr

)

(5.11)

v′qr = kiq
i xiq + kiq

p

(

kQ
i xQ + kQ

p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

))

− i′qr

)

(5.12)
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5.3 Modelagem e controle do conversor do lado da rede

As funções principais do conversor do lado da rede são controlar o barramento CC e o

desequilíbrio de tensão no estator do gerador. Para o estudo da estabilidade e controlabil-

idade será considerada que a função do conversor serie é controlar a tensão do barramento

CC, uma vez que a rede é assumida ser equilibrada.

Considere a configuração da Figura 17, mostrando o conversor do lado da rede e a

conexão dos transformadores de acoplamento. O circuito equivalente em coordenadas

síncronas qd e o diagrama de blocos do servo usado para controle das tensões série são

apresentados nas Figuras 43 e 44.

O sistema de equações diferenciais lineares em coordenadas qd que descreve o com-

portamento do circuito é o seguinte:

d

dt










iqconv

idconv

vqserie

vdserie










=














0 −ω − 1

3Lf

0

ω 0 0 − 1

3Lf

1

Cf

0 0 −ω

0
1

Cf

ω 0























iqconv

idconv

vqserie

vdserie










+












1

3Lf

0

0
1

3Lf

0 0

0 0












[

uqserie

udserie

]

+

+












0 0

0 0
1

Cf

0

0
1

Cf












[

iqs

ids

]

(5.13)

A proposta é fazer uma retroação de estados com um servo de forma a alocar os pólos

do conversor série conforme definição do projetista, como apresentado em (CHEN, 1984).

Note que o controlador to tipo servo em eixos síncronos foi considerado, pois a análise da

estabilidade do sistema completo é facilitada uma vez que os dois conversores, a máquina

e os diferentes controladores estão representados em um mesmo referencial.

A planta do conversor série em malha fechada incluindo os estados adicionais dos

integradores é o seguinte:



CAPÍTULO 5. ANÁLISE DE CONTROLABILIDADE E ESTABILIDADE 115

Figura 43: Circuito equivalente do conversor série em coordenadas qd.

Figura 44: Diagrama de blocos do controlador de tensão série.

d

dt















iqconv

idconv

vqserie

vdserie

xqservo

xdservo















=




















k11

3Lf

−ω +
k12

3Lf

k13 − 1

3Lf

k14

3Lf

k15

3Lf

k16

3Lf

ω +
k21

3Lf

k22

3Lf

k23

3Lf

k24 − 1

3Lf

k25

3Lf

k26

3Lf

1

Cf

0 0 −ω 0 0

0
1

Cf

ω 0 0 0

0 0 −1 0 0 0

0 0 0 −1 0 0


































iqconv

idconv

vqserie

vdserie

xqservo

xdservo















+

+















0 0

0 0

0 0

0 0

1 0

0 1















[

vref
qserie

vref
dserie

]

+

















0 0

0 0
1

Cf

0

0
1

Cf

0 0

0 0

















[

iqs

ids

]

(5.14)
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Para o controle da tensão do barramento CC será adotado um controlador do tipo

PI, ou seja:







d

dt
xcc = vref2

cc − v2
cc

P ref
serie = kcc

i xcc + kcc
p (vref2

cc − v2
cc)

(5.15)

Ainda, com o objetivo de linearizar a malha de controle da tensão do barramento CC,

as tensões série de referência são dadas por:

vref
dserie =

P ref
serie

i2ds + i2qs

ids

vref
qserie =

P ref
serie

i2ds + i2qs

iqs

A partir das equações dinãmicas derivadas têm-se que as tensões série são:

vref
dserie =

ids

i2ds + i2qs

kcc
i xcc +

ids

i2ds + i2qs

kcc
p v

ref2

cc − ids

i2ds + i2qs

kcc
p v

2

cc (5.16)

vref
qserie =

iqs

i2ds + i2qs

kcc
i xcc +

iqs

i2ds + i2qs

kcc
p v

ref2

cc − iqs

i2ds + i2qs

kcc
p v

2

cc (5.17)

A dinâmica da tensão do capacitor depende das correntes dos conversores do lado do

rotor e do conversor série da sequinte maneira:

C
d

dt
vcc = iserie

cc − irotor
cc (5.18)

onde:

iserie
cc =

vdserie

vcc

ids +
vqserie

vcc

iqs (5.19)

irotor
cc =

v′dr

vcc

i′dr +
v′qr

vcc

i′qr (5.20)

Assim, foram obtidas as equações dinâmicas que descrevem o comportamento do

sistema do gerador duplamente alimentado com compensador série do lado da rede onde
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o ponto de operacao deste é definido pelas referências de potência ativa (Pref ), potência

reativa (Qref ), amplitude de tensão da rede (Vn) e a referência do quadrado da tensão do

barramento CC (vref2
cc ), e pela velociade de rotação do gerador.

A seguir, será apresentado o estudo da estabilidade do sistema incluindo os contro-

ladores propostos.

5.4 Análise da estabilidade do sistema de malha
fechada

Consideremos um sistema de equações diferenciais ordinárias da forma:

ẋ = f(x, u) (5.21)

Aqui, x é um vetor de estados do sistema dinâmico de dimensão n. Dado o valor do

estado x(t0) = x0 no tempo inicial t0, o problema de interesse prático é encontrar uma

ação de controle u(·) ∈ U (onde U é um conjunto de funções pré-definidas) que transfere

os estados da condição inicial para um dado valor final x(tf ) = xf em um dado tempo

final tf (GERSHWIN; JACOBSON, Feb. 1971).

O caso onde (5.21) é um sistema linear

ẋ = Ax+Bu (5.22)

onde A e B são matrizes variantes no tempo, foi estudado por Kalman (KALMAN,

1960) (KALMAN; HO; NARENDRA, 1962) e a controlabilidade foi definida.

Definição 1 Um estado x0 é dito controlável no instante t0 se existir uma ação de con-

trole u(·) dependendo de x0 e t0 e definida sobre um intervalo fechado e finito [t0, tf ] tal

que x(tf ) = 0. Se isso é verdade para todo estado x0, então é possível dizer que o sistema

é completamente controlável no instante t0.

Lee e Markus (LEE; MARKUS, 1961) (LEE; MARKUS, 1967) aplicaram o conceito de

controlabilidade para sistemas não-lineares autônomos. Se o sistema (5.21) é suficiente-

mente suave próximo da origem,1 então (5.21) se comporta como (5.22) na vizinhança da

1O ponto x0 é assumido 0 por questão de conveniência. Se xf 6= 0, define-se y = x − xf , que possui
condições de contorno y(t0) = x0 − xf e y(tf ) = 0 e é governado pelo sistema de equações diferenciais
ẏ = f(y + xf , u, t).
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origem, onde

A =
∂f

∂x
(0, 0)

B =
∂f

∂u
(0, 0)

(5.23)

Então, de acordo com a Definição 1, o sistema (5.21) é controlável se, para alguma

ação de controle ũ(x), o sistema

ẋ = f(x, ũ(x)) = g(x) (5.24)

é assintoticamente estável e o sistema (5.22) é completamente controlável no instante

t0. Com este conceito de controlabilidade, o objetivo é encontrar condições tais que o

sistema (5.24) seja estável e definir a apropriada lei de controle ũ(x) que o estabiliza.

5.4.1 Modelagem do sistema completo

A seguir será apresentada a modelagem completa do sistema, incluindo os contro-

ladores em malha fechada. Estas são as equações dinâmicas que governam o sistema

com gerador duplamente alimentado e compensação série. As funções não-lineares que

descrevem o comportamento pode ser descrita da seguinte forma:

ẋ = f(x, u) (5.25)

onde f é definida como:

f = [f1, · · · , f16]
T (5.26)

Os estados são definidos a seguir:

x = [i, xc, xserie, vcc]
T (5.27)

As correntes do estator e do rotor são
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i = [iqs, iqr, i
′
qr, i

′
dr]

T (5.28)

, os estados internos dos controladores são

xc = [xQ, xP , xiq, xid, xcc]
T (5.29)

, os estados do conversor série e do servo são

xserie = [iqconv, idconv, vqserie, vdserie, xqservo, xdservo]
T (5.30)

e a tensão do capacitor é vcc.

As entradas do sistema é dada por:

u = [r, w]T (5.31)

onde as referências são

r = [Pref , Qref , v
ref2

cc ]T (5.32)

e as entradas exógenas são:

w = [ωr, Vn]T (5.33)

5.4.2 Equações que descrevem o sistema em malha fechada

De maneira sintetizada, seguem abaixo as equações diferenciais que descrevem o sis-

tema em malha fechada.

Para a função f1, relacionada ao estado iqs:

d

dt
iqs = − rs

L2

iqs − (ω +X3ωr)ids +
r′r
L3

i′qr −X2ωri
′
dr −

1

L3

[

kiq
i xiq + kiq

p

(

kQ
i xQ+

+ kQ
p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

))

− i′qr

)] (5.34)
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Para a função f2, relacionada ao estado ids:

d

dt
ids = (ω +X3ωr)iqs −

rs

L2

ids +X2ωri
′
qr +

r′r
L3

i′dr +
1

L2

(

−
√

V 2
n − v2

qserie − vdserie

)

−

− 1

L3

[

kid
i xid + kid

p

(

kP
i xP + kP

p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

))

−

− i′dr

)]

(5.35)

Para a função f3, relacionada ao estado i′

qr
:

d

dt
i′qr =

rs

L3

iqs +X1ωrids −
r′r
L1

i′qr + (ωr − ω +X3ωr)i
′
dr +

1

L1

[

kiq
i xiq + kiq

p

(

kQ
i xQ+

+ kQ
p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

))

− i′qr

)]

(5.36)

Para a função f4, relacionada ao estado i′

dr
:

d

dt
i′dr = −X1ωriqs +

rs

L3

ids + (ω − ωr −X3ωr)i
′
qr −

r′r
L1

i′dr −
1

L3

(

−
√

V 2
n − v2

qserie − vdserie

)

+

+
1

L1

[

kid
i xid + kid

p

(

kP
i xP + kP

p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

))

−

− i′dr

)]

(5.37)

Para a função f5, relacionada ao estado xQ:

d

dt
xQ = Qref −

3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

)

(5.38)

Para a função f6, relacionada ao estado xP :

d

dt
xP = Pref −

3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

)

(5.39)
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Para a função f7, relacionada ao estado xiq:

d

dt
xiq = kQ

i xQ + kQ
p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs − vqserieids

))

− i′qr (5.40)

Para a função f8, relacionada ao estado xid:

d

dt
xid = kP

i xP + kP
p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids + vqserieiqs

))]

− i′dr (5.41)

Para a função f9, relacionada ao estado xcc:

d

dt
xcc = v2

ccref − v2

cc (5.42)

Para a função f10, relacionada ao estado iqconv:

d

dt
iqconv =

k11

3Lf

iqconv +

(

−ω +
k12

3Lf

)

idconv +
(k13 − 1)

3Lf

vqserie +
k14

3Lf

vdserie +
k15

3Lf

xqservo+

+
k16

3Lf

xdservo

(5.43)

Para a função f11, relacionada ao estado idconv:

d

dt
idconv =

(

ω +
k21

3Lf

)

iqconv +
k22

3Lf

idconv +
k23

3Lf

vqserie +
(k24 − 1)

3Lf

vdserie +
k25

3Lf

xqservo+

+
k26

3Lf

xdservo

(5.44)

Para a função f12, relacionada ao estado vqserie:

d

dt
vqserie =

1

Cf

iqconv − ωvdserie +
1

Cf

iqs (5.45)

Para a função f13, relacionada ao estado vdserie:

d

dt
vdserie =

1

Cf

idconv + ωvqserie +
1

Cf

ids (5.46)
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Para a função f14, relacionada ao estado xqservo:

d

dt
xqservo =

iqs

i2ds + i2qs

[

kcc
i xcc + kcc

p

(

v2

ccref − v2

cc

)]

− vqserie (5.47)

Para a função f15, relacionada ao estado xdservo:

d

dt
xdservo =

ids

i2ds + i2qs

[

kcc
i xcc + kcc

p

(

v2

ccref − v2

cc

)]

− vdserie (5.48)

Para a função f16, relacionada ao estado vcc:

d

dt
vcc = −3

2

1

vccC

{(

k11iqconv + k12idconv + k13vqserie + k14vdserie + k15xqservo+

+ k16xdservo

)

iqconv +

(

k21iqconv + k22idconv + k23vqserie + k24vdserie + k25xqservo+

+ k26xdservo

)

idconv +

[

kid
i xid + kid

p

(

kP
i xP + kP

p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids+

+ vqserieiqs

))

− i′dr

)]

i′dr +

[

kiq
i xiq + kiq

p

(

kQ
i xQ + kQ

p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs−

− vqserieids

))

− i′qr

)]

i′qr

}

(5.49)

5.4.3 Cálculo da matriz Jacobiana

Para a linearização do sistema de malha fechada em torno de um ponto de equilíbrio, é

necessário o cálculo da matriz Jacobiana. As derivadas parciais das funções apresentadas

anteriormente em função dos estados são as apresentadas abaixo.

As derivadas parciais das funções com relação aos estados são apresentadas no

Apêndice C.

5.4.4 Obtenção da matriz B do sistema linearizado

Para a obtenção do modelo linear equivalente em torno do ponto de equilíbrio, é

necessário o cálculo de
∂f

∂u
. Estas são as derivadas parciais das equações em função das

entradas do sistema.
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As derivadas parciais das funções com relação às entradas (referências) também são

apresentadas no Apêndice C.

5.5 Análise da controlabilidade do sistema em malha
aberta

Inicialmente, será feita a análise dos pontos de equilíbrio do sistema em malha fechada

e a seguir serão analisados os autovalores da Jacobiana em cada um destes pontos de

equilíbrio. Assim, além de se obter as características estáticas do DFIG com compensação

série, é possível se fazer a análise de estabilidade local.

5.5.1 Pontos de equilíbrio

Inicialmente, dados os parâmetros da máquina trifásica, do conversor série e os ganhos

dos controladores e, a partir da definição das referências de potência ativa, reativa, tensão

da rede e tensão do barramento CC, é possível obter a solução do sistema em malha

fechada tal que:

ẋ = f(x, u, t) = 0 (5.50)

Para o cálculo dos pontos de equilíbrio, foram utilizados os parâmetros da máquina

trifásica, conversor série e controladores apresentados nas Tabelas 7 e 6.

As referências utilizadas são as seguintes:

• Referência de potência ativa no ponto de conexão (Pref ): definida pelo algoritmo de

máxima extração de potência.

• Referência de potência reativa no ponto de conexão (Qref ): definida como zero para

fins de simplificação.

• Amplitude da tensão da rede (Vn): definida pelo ponto de conexão do gerador.

• Referência da tensão ao quadrado do barramento CC (vref2
cc ): definida de tal forma

que os conversores de potência operem na região sem saturação da lei de controle.
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Tabela 5: Parâmetros da máquina trifásica e dos controladores do conversor do lado do rotor.

Parâmetros da máquina trifásica
Pn 2.27MVA

Vrms,l−l 690V
In 1900A
rs 0.0022Ω

r
′

r 0.0018Ω

Lls 0.12mH
L

′

lr 0.05mH
M 2.9mH

Controlador de correntes rotóricas
kid

p 1.18836919247148
kid

i 119.6797743741797
kiq

p 1.18836919247148
kiq

i 119.6797743741797
Controlador de potências estatóricas
kP

p 8.215291269037921e-6
kP

i 0.00410764563452
kQ

p 8.215291269037921e-6
kQ

i 0.00410764563452

Tabela 6: Parâmetros do conversor série e dos controladores de tensão.

Capacitor e controlador do barramento CC
C 20mF
kcc

p 0.0707
kcc

i 0.25
Controlador de tensões série

k11 -0.04215069294348
k12 0.04497823529077
k13 0.98772751388848
k14 0.15148662076595
k15 7.42746095205054
k16 -7.69106572358313
k21 -0.03090473294002
k22 -0.04728212346335
k23 -0.09826684757077
k24 0.92797332156710
k25 -3.67057927921682
k26 11.56938763634139

As Figura 12 apresenta os pontos de equilíbrio do sistema para variação de velocidade

rotórica de 0.7 a 1.3 p.u. da velocidade síncrona.
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Algumas afirmações que podem ser feitas com base na Figura 12 são:

• Para velocidade abaixo da velocidade síncrona a tensão estatórica é maior que a

tensão da rede no ponto de conexão.

• Em virtude do aumento da tensão estatórica, aumenta também a exigência de

reativos para magnetização é maior em baixas velocidades.

• Por outro lado, em velocidades acima da velocidade síncrona, ocorre o contrário. A

tensão estatórica e menor e por conseqüência a magnetização também é menor.

• A máxima potência de operação ocorre quando a velocidade rotórica atinge 1.2 p.u.

da velocidade síncrona. Após isso, ocorre limitação da potência.

5.5.2 Verificação da controlabilidade do sistema de malha aberta

Para a análise da controlabilidade do sistema, serão abertas as malhas de controle da

tensão do barramento CC e de controle das potências ativa e reativa. No entanto, serão

mantidas as malhas de controle das tensões série e das correntes rotóricas.

Dado o sistema em malha aberta:

˙xma = fma(xma, uma) (5.51)

onde fma é definida como:

fma = [fma
1 , · · · , fma

13 ]T (5.52)

Os estados são definidos a seguir:

x = [i, xma
c , xserie, vcc]

T (5.53)

Os estados internos dos controladores são

xma
c = [xid, xiq]

T (5.54)

, e os demais estados são como definidos anteriormente. As entradas do sistema são dadas

por:
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uma = [rma, w]T (5.55)

onde as referências são

r = [iref
qr , i

ref
dr , P

ref
serie]

T (5.56)

e as entradas exógenas são:

w = [ωr, Vn]T (5.57)

Em malha aberta, as equações são as seguintes:

Para a função fma
1

, relacionada ao estado iqs:

d

dt
iqs = − rs

L2

iqs − (ω+X3ωr)ids +
r′r
L3

i′qr −X2ωri
′
dr −

1

L3

[

kiq
i xiq + kiq

p

(

iref
qr − i′qr

)]

(5.58)

Para a função fma
2

, relacionada ao estado ids:

d

dt
ids = (ω +X3ωr)iqs −

rs

L2

ids +X2ωri
′
qr +

r′r
L3

i′dr +
1

L2

(

−
√

V 2
n − v2

qserie − vdserie

)

−

− 1

L3

[

kid
i xid + kid

p

(

iref
dr − i′dr

)]

(5.59)

Para a função fma
3

, relacionada ao estado i′

qr
:

d

dt
i′qr =

rs

L3

iqs+X1ωrids−
r′r
L1

i′qr +(ωr−ω+X3ωr)i
′
dr +

1

L1

[

kiq
i xiq +k

iq
p

(

iref
qr −i′qr

)]

(5.60)

Para a função fma
4

, relacionada ao estado i′

dr
:

d

dt
i′dr = −X1ωriqs +

rs

L3

ids + (ω − ωr −X3ωr)i
′
qr −

r′r
L1

i′dr −
1

L3

(

−
√

V 2
n − v2

qserie − vdserie

)

+

+
1

L3

[

kid
i xid + kid

p

(

iref
dr − i′dr

)]

(5.61)
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Para a função fma
5

, relacionada ao estado xiq:

d

dt
xiq = iref

qr − i′qr (5.62)

Para a função fma
6

, relacionada ao estado xid:

d

dt
xid = iref

dr − i′dr (5.63)

Para a função fma
7

, relacionada ao estado iqconv:

d

dt
iqconv =

k11

3Lf

iqconv +

(

−ω +
k12

3Lf

)

idconv +
(k13 − 1)

3Lf

vqserie +
k14

3Lf

vdserie +
k15

3Lf

xqservo+

+
k16

3Lf

xdservo

(5.64)

Para a função fma
8

, relacionada ao estado idconv:

d

dt
idconv =

(

ω +
k21

3Lf

)

iqconv +
k22

3Lf

idconv +
k23

3Lf

vqserie +
(k24 − 1)

3Lf

vdserie +
k25

3Lf

xqservo+

+
k26

3Lf

xdservo

(5.65)

Para a função fma
9

, relacionada ao estado vqserie:

d

dt
vqserie =

1

Cf

iqconv − ωvdserie +
1

Cf

iqs (5.66)

Para a função fma
10

, relacionada ao estado vdserie:

d

dt
vdserie =

1

Cf

idconv + ωvqserie +
1

Cf

ids (5.67)

Para a função fma
11

, relacionada ao estado xqservo:

d

dt
xqservo = P serie

ref

iqs

i2ds + i2qs

− vqserie (5.68)
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Para a função fma
12

, relacionada ao estado xdservo:

d

dt
xdservo = P serie

ref

ids

i2ds + i2qs

− vdserie (5.69)

Para a função fma
13

, relacionada ao estado vcc:

d

dt
vcc = −3

2

1

vccC

{(

k11iqconv + k12idconv + k13vqserie + k14vdserie + k15xqservo+

+ k16xdservo

)

iqconv +

(

k21iqconv + k22idconv + k23vqserie + k24vdserie + k25xqservo+

+ k26xdservo

)

idconv +

(

iref
dr − i′dr

)

i′dr +

(

iref
qr − i′qr

)

i′qr

}

(5.70)

5.5.3 Obtenção da matriz B do sistema linearizado de malha
aberta

Para a obtenção do modelo linearizado de malha aberta, deve-se calcular
∂f

∂u
em torno

dos pontos de equilíbrio de malha fechada. Estas são as derivadas parciais das equações

em função das entradas do sistema.

APENDICE C

Para sistemas lineares, a controlabilidade é verificada a partir da análise do par de

matrizes (A,B). A controlabilidade do sistema é assegurada se a matriz:

W = [B AB · · · An−1B] (5.71)

tem posto igual a n.

Neste caso, as matrizes A e B são obtidas a partir da linearização do sistema em

malha aberta em torno dos pontos de operação em malha fechada.

De acordo com a Definição 1, se existir uma ação de controle u que estabiliza o sistema

não-linear em malha fechada, então pode-se afirmar que (5.51) é localmente controlável

se (5.71) for de posto completo.
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5.6 Comparação do modelo completo não-linear com o
modelo linearizado

A seguir serão apresentados resultados de simulação dinâmica do sistema em questão.

Serão comparados os resultados obtidos com o sistema não-linear completo e o sistema

linearizado em torno de um ponto de equilíbrio.

Os resultados apresentados dizem respeito à um degrau na tensão de referência do

barramento CC, que vai de 1100V a 1200V. São apresentados resultados de simulação para

três casos distintos: ωr = 0.7 p.u., ωr = 1.0 p.u. e ωr = 1.3 p.u. da velocidade síncrona.

As grandezas com superscrito “lin” se referem às simulações do sistema linearizado. O

ponto de equilíbrio considerado para as simulações é obtido da análise estática apresentada

anteriormente.

A partir das simulações a seguir, é possível verificar uma boa correspondência entre

os resultados obtidos, o que permite dizer que o modelo linearizado representa satisfato-

riamente o modelo não-linear completo.

Por outro lado, a Figura 51 mostra os autovalores do DFIG com compensação série

para velociades de 0.7 e 1.3 p.u. operando com fator de potencia unitário. Pode-se

observar que em toda a faixa de operação considerada os autovalores possuem parte real

negativa, indicando um comportamento estável.

5.7 Limites de operação com geração mínima

Da mesma forma que a topologia com conversor paralelo do lado necessita de uma

tensão no ponto de ocnexão para que seja possível o controle do barramento CC, a config-

uração com conversor série necessita de uma corrente circulando pelo estator da máquina.

No entanto, existe um limite mínimo de corrente tal que o sistema seja estável.

Isso significa que existe um limite mínimo de potência ativa/reativa gerada que per-

mite a operação do sistema. Uma maneira de se verificar numericamente esse limite

é considerar a região de geração mínima no plano P-Q e analisar pra quais pontos de

operação algum autovalor da matriz Jacobiana possui parte real positiva.

As Figuras 52, 53 e 54 apresentam em vermelho a região instável de operação do

DFIG em malha fechada com os controladores descritos. Com relação à controlabilidade,

pode-se afirmar que para a região em vermelho, esta não pode ser garantida, uma vez que

a ação de controle u não estabiliza o sistema. Para todos os pontos em azul, cuja matriz
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Figura 45: Resposta transitória do DFIG com conversor série para ωr = 0.7 p.u.
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Figura 46: Resposta transitória do DFIG com conversor série para ωr = 0.7 p.u.
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Figura 47: Resposta transitória do DFIG com conversor série para ωr = 1.0 p.u.
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Figura 48: Resposta transitória do DFIG com conversor série para ωr = 1.0 p.u.
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Figura 49: Resposta transitória do DFIG com conversor série para ωr = 1.3 p.u.
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Figura 50: Resposta transitória do DFIG com conversor série para ωr = 1.3 p.u.
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Figura 51: Autovalores da matriz Jacobiana

de controlabilidade do sistema linearizado for de posto completo, o gerador duplamente

alimentado com conversor série do lado da rede será localmente controlável.

5.8 Conclusão

Neste relatório foi apresentada a prova de que o sistema de geração com gerador

duplamente alimentado e com compensação série é controlável e estável, dadas as devidas

condições de contorno. É demonstrado que uma pequena região em torno da origem

do plano P-Q associado às potências entregues à rede deve ser evitada para garantir os

recursos necessários para suprir as perdas do circuito e manter a operação estável do

gerador duplamente alimentado com compensação série.
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Figura 52: Região de estabilidade para ωr = 0.7 p.u.
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Figura 53: Região de estabilidade para ωr = 1.0 p.u.
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Figura 54: Região de estabilidade para ωr = 1.3 p.u.
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Em fazendas eólicas, constituídas de várias turbinas, esta restrição de operação no

plano P-Q pode ser evitada no ponto de conexão com a rede. Isso é possível fazendo-se

a apropriada geração de referências de potência reativa para as diferentes turbinas, sem

penalizar significativamente a operação da fazenda, uma vez que a região a ser evitada se

encontra próxima à origem do plano P-Q.
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6 CONCLUSÃO

Esta dissertação apresentou uma proposta de conexão de geradores duplamente al-

imentados com conversor série do lado da rede. As pulsações no conjugado devido a

desequilíbrios de tensão são eliminadas através da utilização de um conversor série entre

a rede e o estator da máquina, mantendo desta forma a tensão estatórica equilibrada

mesmo sob condições não-ideais da rede. Isto é possível através da sintetização de uma

tensão série que cancela a tensão de seqüência negativa da tensão da rede. A conexão do

conversor série não exige chaves semicondutoras adicionais comparado com a configuração

convencional, como apresentado em outros trabalhos na literatura.

O conversor bidirecional deve permitir fluxo bidirecional de potência ativa, depen-

dendo da velocidade do rotor do gerador. Foi possível verificar que o conversor do lado da

rede consegue controlar o barramento CC e ao mesmo tempo compensar o desequilíbrio

satisfatoriamente.

Quanto ao controlador série proposto, o controlador com malha interna de corrente

fica instável para altos ganhos kc. No entanto, para ganhos baixos a ressonância do

filtro LC não é amortecida significativamente. Além disso, a impedância de saída é alta

para a faixa de freqüências próximas à de ressonância, efeito este que não é desejado.

Ainda, uma rápida resposta dinâmica é desejada, pois a tensão série afeta a orientação no

referencial síncrono da tensão estatórica, usado no controle das correntes rotóricas. Isso

pode acarretar em perda de sincronismo e desconexão da turbina eólica.

Simulações de um gerador duplamente alimentado de potência nominal de 2MVA

foram apresentadas para verificar a capacidade e limitações desta proposta em turbinas

eólicas comerciais e de alta potência. Pôde-se verificar um bom desempenho da topologia

proposta, tanto em regime permanente para a minimização dos efeitos do desequilíbrio

quanto em transitórios, quando foram apresentados resultados em degraus nas referências

de potência ativa e reativa estatóricas. Outro aspecto importante é o atendimento de

normas para a conexão de geradores eólicos. Foi possível verificar que a topologia atende

aos requisitos de capacidade de geração de reativos para controle de tensão no ponto de
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conexão do gerador.

A proposta desta dissertação era a eliminação das oscilações de conjugado eletromag-

nético devido a desequilíbrios das tensões da rede na máquina. A topologia apresentada

apresentou bons resultados, podendo ser uma boa alternativa para a solução deste prob-

lema.

6.1 Proposta para trabalhos futuros

Dando seqüência a este trabalho, algumas propostas para trabalhos futuros incluem:

1. Melhorias no projeto do controlador do conversor série, permitindo uma resposta

mais rápida que a conseguida com o controlador H∞ e com realimentação da corrente

do indutor da malha interna. A técnicas de retroação de estados é encontrada

na literatura para controle de restauradores dinâmicos de tensão e pode ser uma

alternativa. Isso permite uma redução da impedância de saída do conversor série,

fator que tem influência durante transitórios da rede.

2. Amortecimento das oscilações do fluxo estatórico durante faltas.

3. Melhorias e/ou modificações nos controladores de corrente rotórica e potência es-

tatórica a fim de permitir uma resposta mais rápida que os convencionais contro-

ladores PI.

4. Verificação da resposta do gerador duplamente alimentado à faltas simétricas e

assimétricas. Isso inclui também a verificação da capacidade de manutenção de

conexão do gerador sob condições de baixa tensão (Low Voltage Ride-Throuh) e

comparação com o caso convencional com conversor paralelo do lado da rede.

5. Operação da proteção do conversor do lado do rotor, feita por um circuito auxiliar

conhecido na literatura como crowbar.

6. Operação da proteção do conversor do lado da rede, que pode ser feita através do

uso de chaves estáticas.

7. Operação da proteção do capacitor do barramento CC, feita através do circuito

auxiliar conhecido como chopper. Para cada uma das proteções mencionadas ante-

riormente, deve-se determinar o momento de entrada e saída dos circuitos auxiliares

em função das características da rede e do gerador por ocasião dos diferentes dis-

túrbios.
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8. Apresentação de resultados de simulação que incluem as dinâmicas do vento e da

própria turbina, assunto que não foi abordado nesta dissertação.

9. Verificação da possibilidade de motorização da turbina para evitar os desligamentos

excessivos em condição de vento fraco (cut-in).

10. Análise de estabilidade do sistema com conversor série e, dependendo da necessidade,

uso de diferentes controladores tanto para controle do conversor série quanto do

conversor do lado do rotor.

11. Estudo da interação entre os controladores de potência ativa estatóricas e o con-

trole do barramento CC, pois nesta dissertação foram projetados separadamente

considerando um barramento CC regulado.

12. Definição de critérios de projeto dos transformadores série para evitar saturação

durante transitórios.

13. Análise o impacto dos parâmetros dos transformadores nas correntes de curto cir-

cuito e na estabilidade do sistema.

14. Verificação da possibilidade de controle de freqüência e de tensão, seguindo critérios

de normas.

15. Simulações e resultados experimentais incluindo afundamentos de tensão e faltas

assimétricas não foram incluídos nesta dissertação por exigirem a proteção dos con-

versores e do barramento CC, proposta que poderá ser desenvolvida em trabalhos

futuros.

16. Controle de reativos para regular tensão no PCC.
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APÊNDICE A -- DADOS DE SIMULAÇÃO

A.1 Dados da máquina trifásica, dos conversores e do
transformador série usados em simulação

A Tabela 7 apresenta as características da máquina usada nas simulações apresentadas

nesta dissertação. As grandezas rotóricas são referidas ao estator.

Tabela 7: Características da máquina trifásica usada em simulação

VALORES NOMINAIS DA MÁQUINA COM DUPLA ALIMENTAÇÃO

Potência nominal Pn 2.27MVA

Tensão nominal (Y) Vrms,l−l 690V

Corrente nominal In 1900A

Freqüência fn 60Hz

Número de pares de pólos np 2

Relação de transformação Ns : Nr 1 : 2

VALORES BASE

Base de tensão Vb 690V

Base de corrente Ib 1900A

Base de impedância Zb 0.2105Ω

PARÂMETROS DA MÁQUINA DE INDUÇÃO COM ROTOR BOBINADO

Resistência do estator rs 0.0022Ω ⇔ 0.01 p.u.

Resistência do rotor r
′

r 0.0018Ω ⇔ 0.009 p.u.

Indutância de dispersão do estator Lls 0.12mH ⇔ 0.18 p.u.

Indutância de dispersão do rotor L
′

lr 0.05mH ⇔ 0.07 p.u.

Indutância mútua M 2.9mH ⇔ 4.4 p.u.
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A Tabela 8 apresenta as características dos transformadores monofásicos usados para

obtenção dos resultados de simulação. Os valores são referidos ao primário.

Tabela 8: Características dos transformadores monofásicos usados em simulação

VALORES NOMINAIS DOS TRANSFORMADORES MONOFÁSICOS

Potência nominal Pn 227kVA

Tensão nominal Vn 241.42V

Corrente nominal In 542.85A

Relação de transformação Np : Ns 3.5 : 1

PARÂMETROS DO TRANSFORMADOR SÉRIE

Resistência do primário Rp 0.77029mΩ ⇔ 0.001 p.u.

Resistência do secundário Rs 0.77029mΩ ⇔ 0.001 p.u.

Indutância de dispersão do primário Lp 20.432µH ⇔ 0.001 p.u.

Indutância de dispersão do secundário Ls 20.432µH ⇔ 0.001 p.u.

Indutância mútua Ms 40.86mH ⇔ 60 p.u.
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APÊNDICE B -- MÉTODO DE

SINCRONISMO

B.1 Introdução

Para uma adequada geração das referências de tensão de seqüência negativa da rede, é

necessário um método de sincronismo eficiente. Dentre os vários métodos, o que usa o filtro

de Kalman é uma boa alternativa. Neste apêndice será abordada a geração de referência

de tensão para o conversor série de forma a evitar o desequilíbrio de tensão no estator

da máquina duplamente alimentada. Deste modo, a potência do estator da máquina não

apresenta componentes alternadas evitando assim as oscilações de conjugado.

B.2 Descrição dos métodos apresentados na literatura

Na literatura, é possível encontrar diferentes métodos de sincronismo e geração de

referências. Cada um deles apresenta vantagens e desvantagens. A comparação de desem-

penho dos diferentes métodos de sincronismo é extensivamente discutida em (ASIMINOAEI;

BLAABJERG; HANSEN, 2007) e (CARDOSO et al., 2006a).

O uso da transformada discreta de Fourier (DFT) é um método que permite a extração

das componentes de todas as harmônicas inferiores à freqüência de Nyquist. No entanto,

uma grande desvantagem é a carga computacional necessária e o tempo de resposta, pois

o algoritmo necessita de pelo menos um ciclo da freqüência fundamental para extrair a

informação relativa às amplitudes e fases das componentes harmônicas.

No caso do uso de PLL (Phase-Locked Loop), vários artigos tratam desta técnica,

apresentando as vantagens e desvantagens de seu uso.

Outros trabalhos apresentam técnicas mais simples para a extração de seqüência po-

sitiva e negativa das medidas de tensões e correntes, como o caso apresentado em (CA-

MARGO; PEREIRA; PINHEIRO, 2005). Este método é um método de malha aberta, ao
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contrário do caso com PLL. O compromisso entre desempenho transitório e regime per-

manente é razoável, porém não apresenta graus de liberdade e os filtros usados precisam

ser sintonizados dependendo da freqüência da rede, que pode ser variável dentro de uma

certa faixa.

Um dos fatores relevantes na definição do desempenho destes métodos de sincronismo

é a resposta destes à distúrbios, harmônicos, faltas simétricas e assimétricas e rejeição

de ruídos de medidas e de estados. Com base nisso e na comparação com os métodos

anteriores, uma possível alternativa na geração de referências para o conversor série é

o algoritmo que se baseia no uso do filtro de Kalman associado com um estimador de

freqüência (GIRGIS; CHANG; MAKRAM, 1991) e (CARDOSO et al., 2006a).

A escolha deste método é baseada na comparação dos desempenhos apresentados

em (CARDOSO et al., 2006a) e (CARDOSO et al., 2006b), os quais apresentam uma resposta

rápida tanto para variações de amplitude quanto para variações em torno da freqüência

fundamental do sinal de interesse. Além disso, a facilidade de ajuste dos ganhos permite

uma sintonia satisfatória mesmo na presença de medidas ruidosas. Um ponto negativo a

ser destacado pode ser o tempo de execução da rotina. Porém, com o uso de processadores

cada vez mais rápidos, a implementação em tempo real se torna viável. Além disso, as

freqüências de amostragem e comutação usadas em alta potência são baixas, permitindo

o uso deste método. Este foi, portanto, o método de geração de referência escolhido nesta

dissertação para a extração das componentes de seqüência negativa das tensões da rede.

B.3 Método de geração de referências usando filtro de
Kalman

Como destacado anteriormente, o método de sincronismo usando o filtro de Kalman

será o método usado neste trabalho para geração da referência do conversor série. A seguir

será apresentada uma revisão rápida das equações do filtro de Kalman.

B.3.1 Equações do filtro de Kalman

Considerando o seguinte modelo afetado por grandezas estocásticas q(k) e r(k):

x(k + 1) = Ax(k) +Bu(k) + q(k)

y(k) = Cx(k) + r(k)
(B.1)
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onde q(k) e r(k) são os ruídos de estados e medidas, respectivamente.

A estrutura do estimador de estados é a seguinte:

x̂(k) = Ax̂(k − 1) +Bu(k − 1) +K(k)[y(k − 1) − Cx̂(k − 1)] (B.2)

Seria conveniente se fosse usada a medida da saída atual y(k) ao invés da saída anterior

y(k − 1). Para isto, o termo x̂(k − 1) deve ser substituído por x̂∗(k), uma estimativa ou

projeção dos estados observados, calculado no instante anterior. Então:

x̂(k) = Ax̂(k − 1) +Bu(k − 1)
︸ ︷︷ ︸

+K(k)[y(k) − Cx̂∗(k)] (B.3)

x̂(k) = x̂∗(k) +K(k)[y(k) − Cx̂∗(k)] (B.4)

O problema agora é encontrar um valor particular deK(k) que permite uma estimação

atualizada e ótima em algum sentido. Este critério é a redução do erro médio quadrático

entre o estado real e o estado estimado (BROWN, 1983). Portanto, o cômputo do ganho

K(k) e da projeção dos estados x̂∗(k) é o ponto chave deste algoritmo.

B.3.2 Seqüência de cálculos para o filtro de Kalman

A seqüência de operações para o cálculo é tratada de maneira clara em (BROWN,

1983) e será somente apresentada aqui, sem entrar na questões teóricas relacionadas ao

filtro de Kalman. A seqüência de cálculos é a seguinte:

1.Inicialização dos estados x∗(0) e da matriz de covariância dos erros dos estados

P ∗(0).

2.Cômputo do ganho K(k), chamado de ganho de Kalman.

K(k) = P ∗(k)CT [CP ∗(k)CT +R]−1 (B.5)

3.Estimação atualizada dos estados x̂(k) com a medida da saída atual y(k).

x̂(k) = x̂∗(k) +K(k)[y(k) − Cx̂∗(k)] (B.6)
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4.Cômputo da atualização da matriz P (k) de covariância dos erros dos estados.

P (k) = [I −K(k)C]P ∗(k) (B.7)

5.Projeção dos estados futuros x̂∗(k+1) e da matriz de covariância dos erros P ∗(k+1).

x̂∗(k + 1) = Ax(k) +Bu(k) (B.8)

P ∗(k + 1) = AP (k)AT +Q (B.9)

6.Na próxima interação, retorna ao passo 2.

A Figura 55 mostra a execução da rotina do filtro de Kalman com mais clareza.

Figura 55: Execução da rotina do filtro de Kalman

B.3.3 Modelo matemático do sinal contendo somente a freqüência
fundamental

Embora os trabalhos desenvolvidos sobre geração de referência usando filtro de

Kalman levem em consideração as componentes harmônicas dos sinais medidos, neste

caso o interesse é somente na componente de freqüência fundamental. Dessa maneira,

existem duas maneiras distintas de se gerar a referência de tensão série.

1.A partir das medidas de tensão no ponto de conexão é possível se obter a tensão

de seqüência negativa, sendo esta a referência para correção do desequilíbrio nas

tensões estatóricas;
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2.A partir das medidas de tensão é possível se obter a seqüência positiva e, a partir

da subtração desta da medida a referência de tensão série é gerada. Neste segundo

caso, a geração de referência inclui as possíveis harmônicas de tensão no ponto de

conexão, minimizando este efeito nas tensões estatóricas.

De forma a modelar a amplitude e a fase de cada sinal medido, tem-se que a repre-

sentação de um sinal senoidal como mostrado abaixo:

[

x1(k + 1)

x2(k + 1)

]

=

[

cos(ω(k)Ts) sen(ω(k)Ts)

− sen(ω(k)Ts) cos(ω(k)Ts)

] [

x1(k)

x2(k)

]

+

[

q1(k)

q2(k)

]

y(k) =
[

1 0
]
[

x1(k)

x2(k)

]

+ r1(k)

(B.10)

A origem deste modelo é descrita com detalhes nas referências citadas anteriormente.

O modelo apresentado em (B.10) tem a forma do modelo apresentado em (B.1), tornando

possível o uso do filtro de Kalman para estimação dos estados. Porém este modelo possui

um parâmetro variável com o tempo, que é a freqüência angular do sinal. No entanto, esta

variação é pequena. Mesmo assim, uma pequena variação de freqüência pode prejudicar

a estimação dos estados, afetando o desempenho do algoritmo.

Figura 56: Diagrama de blocos da estimação de estados usando o filtro de Kalman

Por isso, é incluído o método de identificação de freqüência proposto em (CARDOSO

et al., 2006a).

B.3.4 Rotina de identificação da freqüência

A rotina de identificação de freqüência permite a adaptação do modelo usado para

estimação dos estados para a freqüência do sinal. Visto que a variação de freqüência é

limitada e por isso pequena, esse rastreamento da freqüência do sinal é um parâmetro de

ajuste fino para um melhor funcionamento do algoritmo com filtro de Kalman.
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O modelo usado no identificador de freqüência é o seguinte (CARDOSO et al., 2006a):

[

xmi1(k + 1)

xmi2(k + 1)

]

=

[

0 1

−1 2 cos(ωTs)

][

xmi1(k)

xmi2(k)

]

+

[

0

Kω

]

eω(k)

yω(k) =
[

−1 cos(ωTs)
]
[

xmi1(k)

xmi2(k)

]

+Kωeω(k)

(B.11)

No entanto, da referência para a saída o sistema discreto a ser considerado é o seguinte:

[

xω1(k + 1)

xω2(k + 1)

]

=




0 1

− 1

1 +Kω

2 +Kω

1 +Kω

cos(ωTs)





[

xω1(k)

xω2(k)

]

+




0
Kω

1 +Kω



 rω(k)

yω(k) =

[

− 1

1 +Kω

1

1 +Kω

cos(ωTs)

][

xw1(k)

xw2(k)

]

+
1

1 +Kω

rω(k)

(B.12)

Dessa forma, a partir de yω(k) e rω(k) é possível determinar eω(k) e extrair os estados

necessários para ajuste da freqüência. A escolha dos ganhos Kω e Ku é fundamental, pois

esses parâmetros determinam a convergência do algoritmo.

B.3.5 Extração das seqüências positiva e negativa

Dadas as tensões de fase va, vb e vc, as componentes de seqüência positiva são obtidas

por:







va+

vb+

vc+







=
1

3







1 α α2

α2 1 α

α α2 1













va

vb

vc







(B.13)

onde α = ej120◦ = −1

2
+

√
3

2
ej90◦ .

As componentes de seqüência negativa, por sua vez, são obtidas por:







va−

vb−

vc−







=
1

3







1 α2 α

α 1 α2

α2 α 1













va

vb

vc







(B.14)
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Definindo-se o operador S90 = ej90◦ , que é um operador de deslocamento de 90◦, as

tensões de seqüencia positiva pode ser escritas da seguinte maneira:

va+ =
1

3
va −

1

6
(vb + vc) +

√
3

6
S90(vb − vc)

vb+ =
1

3
vb −

1

6
(vc + va) +

√
3

6
S90(vc − va)

vc+ =
1

3
vc −

1

6
(va + vb) +

√
3

6
S90(va − vb)

(B.15)

Se a intenção for extrair a tensão de seqüência negativa, esta pode ser extraída da

seguinte forma:

va− =
1

3
va −

1

6
(vb + vc) −

√
3

6
S90(vb − vc)

vb− =
1

3
vb −

1

6
(vc + va) −

√
3

6
S90(vc − va)

vc− =
1

3
vc −

1

6
(va + vb) −

√
3

6
S90(va − vb)

(B.16)

O operador de deslocamento S90, que em alguns métodos de sincronismo é obtido a

partir de filtragem, neste caso é obtido diretamente dos estados do modelo do filtro de

Kalman sem nenhuma alteração adicional.

B.4 Distúrbios e faltas típicas em sistemas de potência

Serão apresentados nesta seção alguns distúrbios típicos que ocorrem em sistemas

elétricos de potência, como apresentado em (BOLLEN; ZHANG, 2003). O objetivo é testar

o desempenho do algoritmo do filtro de Kalman durante estes distúrbios.

B.5 Resposta do filtro de Kalman e do identificador de
freqüência

As simulações que serão apresentadas a seguir consideram sinais senoidais de freqüên-

cia fixa (60Hz) provenientes de distúrbios típicos de redes de transmissão e distribuição.

Um sistema de distribuição hipotético como mostrado na Figura 58 é usado para

gerar os diferentes tipos de faltas. O interesse é se gerar os 4 tipos principais de faltas:
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(a) (b) (c) (d)

(e) (f) (g)

Figura 57: Tipos de faltas

falta trifásica (tipo A), falta monofásica (tipo B), falta bifásica (tipo C) e falta bifásica-

terra (tipo E). Não é de interesse agora a geração dos outros tipos de falta, pois essas

são resultado da propagação das faltas citadas anteriormente através dos transformadores

∆-Y.

Figura 58: Sistema hipotético utilizado para análise das diferentes faltas

Foi assumido que todas as resistências de linha são iguais, com valor Rl = 15.0613mΩ

e Ll = 53.26849µH. A resistência de carga é Rc = 100Ω. As resistências de falta para cada

falta são as seguintes: Rf = 20mΩ (falta tipo A), Rf = 5mΩ (falta tipo B), Rf = 1mΩ

(falta tipo C) e Rf = 1mΩ (falta tipo E).

Para o algoritmo de extração de seqüências, a freqüência de amostragem do sinal é

de 6kHz e as inicializações das matrizes de covariância dos estados foi:

P ∗(0) =

[

1 0

0 1

]

(B.17)
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As matrizes Q e R usadas nas simulações para cada modelo de sinal senoidal foram

as seguintes:

Q =

[

0.01 0

0 0.01

]

(B.18)

R = 0.001 (B.19)

Com base em (CARDOSO et al., 2006a), foram definidos os ganhos Kω e Ku tal que a

resposta transitória fosse satisfatória e que o identificador de freqüência não se tornasse

instável. Os ganhos Kw e Kv definidos para estas simulações foram:

Kω = 0.1 (B.20)

Ku = 50 (B.21)
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Figura 59: Extração de seqüências de fase para falta trifásica (Falta tipo A)

Os resultados de simulação apresentados consideram as quatro diferentes faltas no
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Figura 60: Extração de seqüências de fase para falta monofásica (Falta tipo B)

local indicado pela Figura 58. As medidas das tensões para extração das seqüencias

positiva e negativa foram feitas no barramento indicado. Todas as faltas têm duração de

100ms, iniciando em t=0.8s e se extinguindo em t=0.9s. As matrizes Q e R são os graus

de liberdade para ajuste do algoritmo do filtro de Kalman, baseado na idéia que se tem

dos erros de medidas e dos erros dos estados. O ajuste dos ganhos Kω e Ku são os graus

de liberdade que existem no algoritmo de rastreamento da freqüência.

B.6 Conclusão

Foi mostrado neste capítulo que um bom resultado para a extração das componentes

de seqüência para distúrbios típicos de não-idealidades da rede é possível. Para esta

aplicação, isto é de fundamental importância, pois uma referência de tensão errônea pode

causar problemas na geração da tensão série, propagando os efeitos inclusive através das

malhas de controle de corrente e potência do conversor do lado do rotor.
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Figura 61: Extração de seqüências de fase para falta bifásica (Falta tipo C)

0.75 0.8 0.85 0.9 0.95

−0.5

0

0.5

va
b
c

r
e
d
e

0.75 0.8 0.85 0.9 0.95

−0.5

0

0.5

v+ a
b
c

0.75 0.8 0.85 0.9 0.95

−0.2
−0.1

0
0.1

v− a
b
c

0.75 0.8 0.85 0.9 0.95

59.5

60

60.5

ω
e
s
t

0.75 0.8 0.85 0.9 0.95

−0.02

0

0.02

er
ro

a
b
c

t[s]

Figura 62: Extração de seqüências de fase para falta bifásica-terra (Falta tipo E)
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APÊNDICE C -- DERIVADAS PARCIAIS

PARA CÁLCULO DAS

JACOBIANAS

C.1 Derivadas parciais das funções do sistema em
malha fechada com relação aos estados

C.1.1 Derivadas parciais de f1 com relação aos estados

∂f1

∂iqs

= − rs

L2

− 3

2

1

L3

kiq
p k

Q
p

√

V 2
n − v2

qserie (C.1)

∂f1

∂ids

= −(ω +X3ωr) −
3

2

1

L3

kiq
p k

Q
p vqserie (C.2)

∂f1

∂i′qr

=
r′r
L3

+
1

L3

kiq
p (C.3)

∂f1

∂i′dr

= −X2ωr (C.4)

∂f1

∂xQ

= − 1

L3

kiq
p k

Q
i (C.5)

∂f1

∂xP

= 0 (C.6)

∂f1

∂xiq

= − 1

L3

kiq
i (C.7)



APÊNDICE C 161

∂f1

∂xid

= 0 (C.8)

∂f1

∂xcc

= 0 (C.9)

∂f1

∂iqconv

= 0 (C.10)

∂f1

∂idconv

= 0 (C.11)

∂f1

∂vqserie

= −3

2

1

L3

kiq
p k

Q
p

(

− vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

iqs + ids

)

(C.12)

∂f1

∂vdserie

= 0 (C.13)

∂f1

∂xqservo

= 0 (C.14)

∂f1

∂xdservo

= 0 (C.15)

∂f1

∂vcc

= 0 (C.16)

C.1.2 Derivadas parciais de f2 com relação aos estados

∂f2

∂iqs

= (ω +X3ωr) +
3

2

1

L3

kid
p k

P
p vqserie (C.17)

∂f2

∂ids

= − rs

L2

− 3

2

1

L3

kid
p k

P
p

√

V 2
n − v2

qserie (C.18)

∂f2

∂i′qr

= X2ωr (C.19)
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∂f2

∂i′dr

=
r′r
L3

+
1

L3

kid
p (C.20)

∂f2

∂xQ

= 0 (C.21)

∂f2

∂xP

= − 1

L3

kid
p k

P
i (C.22)

∂f2

∂xiq

= 0 (C.23)

∂f2

∂xid

= − 1

L3

kid
i (C.24)

∂f2

∂xcc

= 0 (C.25)

∂f2

∂iqconv

= 0 (C.26)

∂f2

∂idconv

= 0 (C.27)

∂f2
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=
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√

V 2
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2

1
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p k

P
p

(
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√
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(C.28)

∂f2

∂vdserie

= − 1

L2

(C.29)

∂f2

∂xqservo

= 0 (C.30)

∂f2

∂xdservo

= 0 (C.31)

∂f2

∂vcc

= 0 (C.32)
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C.1.3 Derivadas parciais de f3 com relação aos estados
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p
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Q
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∂f3

∂vdserie

= 0 (C.45)

∂f3

∂xqservo

= 0 (C.46)

∂f3

∂xdservo

= 0 (C.47)

∂f3

∂vcc

= 0 (C.48)

C.1.4 Derivadas parciais de f4 com relação aos estados

∂f4
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= −X1ωr −
3

2

1

L1

kid
p k

P
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= (ω − ωr −X3ωr) (C.51)

∂f4

∂i′dr

= − r′r
L1

− 1

L1

kid
p (C.52)

∂f4

∂xQ

= 0 (C.53)

∂f4

∂xP

=
1

L1

kid
p k

P
i (C.54)

∂f4

∂xiq

= 0 (C.55)

∂f4

∂xid

=
1

L1

kid
i (C.56)
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∂f4

∂xcc

= 0 (C.57)

∂f4

∂iqconv

= 0 (C.58)

∂f4

∂idconv

= 0 (C.59)

∂f4

∂vqserie

= − 1

L3

vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

− 3

2

1

L1

kid
p k

P
p

(

vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

ids + iqs

)

(C.60)

∂f4

∂vdserie

=
1

L3

(C.61)

∂f4

∂xqservo

= 0 (C.62)

∂f4

∂xdservo

= 0 (C.63)

∂f4

∂vcc

= 0 (C.64)

C.1.5 Derivadas parciais de f5 com relação aos estados

∂f5

∂iqs

=
3

2

√

V 2
n − v2

qserie (C.65)

∂f5

∂ids

=
3

2
vqserie (C.66)

∂f5

∂i′qr

= 0 (C.67)

∂f5

∂i′dr

= 0 (C.68)
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∂f5

∂xQ

= 0 (C.69)

∂f5

∂xP

= 0 (C.70)

∂f5

∂xiq

= 0 (C.71)

∂f5

∂xid

= 0 (C.72)

∂f5

∂xcc

= 0 (C.73)

∂f5

∂iqconv

= 0 (C.74)

∂f5

∂idconv

= 0 (C.75)

∂f5

∂vqserie

=
3

2

(

− vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

iqs + ids

)

(C.76)

∂f5

∂vdserie

= 0 (C.77)

∂f5

∂xqservo

= 0 (C.78)

∂f5

∂xdservo

= 0 (C.79)

∂f5

∂vcc

= 0 (C.80)
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C.1.6 Derivadas parciais de f6 com relação aos estados

∂f6

∂iqs

= −3

2
vqserie (C.81)

∂f6

∂ids

=
3

2

√

V 2
n − v2

qserie (C.82)

∂f6

∂i′qr

= 0 (C.83)

∂f6

∂i′dr

= 0 (C.84)

∂f6

∂xQ

= 0 (C.85)

∂f6

∂xP

= 0 (C.86)

∂f6

∂xiq

= 0 (C.87)

∂f6

∂xid

= 0 (C.88)

∂f6

∂xcc

= 0 (C.89)

∂f6

∂iqconv

= 0 (C.90)

∂f6

∂idconv

= 0 (C.91)

∂f6

∂vqserie

= −3

2

(

vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

ids + iqs

)

(C.92)
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∂f6

∂vdserie

= 0 (C.93)

∂f6

∂xqservo

= 0 (C.94)

∂f6

∂xdservo

= 0 (C.95)

∂f6

∂vcc

= 0 (C.96)

C.1.7 Derivadas parciais de f7 com relação aos estados

∂f7

∂iqs

=
3

2
kQ

p

√

V 2
n − v2

qserie (C.97)

∂f7

∂ids

=
3

2
kQ

p vqserie (C.98)

∂f7

∂i′qr

= −1 (C.99)

∂f7

∂i′dr

= 0 (C.100)

∂f7

∂xQ

= kQ
i (C.101)

∂f7

∂xP

= 0 (C.102)

∂f7

∂xiq

= 0 (C.103)

∂f7

∂xid

= 0 (C.104)
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∂f7

∂xcc

= 0 (C.105)

∂f7

∂iqconv

= 0 (C.106)

∂f7

∂idconv

= 0 (C.107)

∂f7

∂vqserie

=
3

2
kQ

p

(

− vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

iqs + ids

)

(C.108)

∂f7

∂vdserie

= 0 (C.109)

∂f7

∂xqservo

= 0 (C.110)

∂f7

∂xdservo

= 0 (C.111)

∂f7

∂vcc

= 0 (C.112)

C.1.8 Derivadas parciais de f8 com relação aos estados

∂f8

∂iqs

= −3

2
kP

p vqserie (C.113)

∂f8

∂ids

=
3

2
kP

p

√

V 2
n − v2

qserie (C.114)

∂f8

∂i′qr

= 0 (C.115)

∂f8

∂i′dr

= −1 (C.116)
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∂f8

∂xQ

= 0 (C.117)

∂f8

∂xP

= kP
i (C.118)

∂f8

∂xiq

= 0 (C.119)

∂f8

∂xid

= 0 (C.120)

∂f8

∂xcc

= 0 (C.121)

∂f8

∂iqconv

= 0 (C.122)

∂f8

∂idconv

= 0 (C.123)

∂f8

∂vqserie

= −3

2
kP

p

(

vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

ids + iqs

)

(C.124)

∂f8

∂vdserie

= 0 (C.125)

∂f8

∂xqservo

= 0 (C.126)

∂f8

∂xdservo

= 0 (C.127)

∂f8

∂vcc

= 0 (C.128)
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C.1.9 Derivadas parciais de f9 com relação aos estados

∂f9

∂iqs

= 0 (C.129)

∂f9

∂ids

= 0 (C.130)

∂f9

∂i′qr

= 0 (C.131)

∂f9

∂i′dr

= 0 (C.132)

∂f9

∂xQ

= 0 (C.133)

∂f9

∂xP

= 0 (C.134)

∂f9

∂xiq

= 0 (C.135)

∂f9

∂xid

= 0 (C.136)

∂f9

∂xcc

= 0 (C.137)

∂f9

∂iqconv

= 0 (C.138)

∂f9

∂idconv

= 0 (C.139)

∂f9

∂vqserie

= 0 (C.140)
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∂f9

∂vdserie

= 0 (C.141)

∂f9

∂xqservo

= 0 (C.142)

∂f9

∂xdservo

= 0 (C.143)

∂f9

∂vcc

= −2vcc (C.144)

C.1.10 Derivadas parciais de f10 com relação aos estados

∂f10

∂iqs

= 0 (C.145)

∂f10

∂ids

= 0 (C.146)

∂f10

∂i′qr

= 0 (C.147)

∂f10

∂i′dr

= 0 (C.148)

∂f10

∂xQ

= 0 (C.149)

∂f10

∂xP

= 0 (C.150)

∂f10

∂xiq

= 0 (C.151)

∂f10

∂xid

= 0 (C.152)
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∂f10

∂xcc

= 0 (C.153)

∂f10

∂iqconv

=
k11

3Lf

(C.154)

∂f10

∂idconv

= −ω +
k12

3Lf

(C.155)

∂f10

∂vqserie

=
(k13 − 1)

3Lf

(C.156)

∂f10

∂vdserie

=
k14

3Lf

(C.157)

∂f10

∂xqservo

=
k15

3Lf

(C.158)

∂f10

∂xdservo

=
k16

3Lf

(C.159)

∂f10

∂vcc

= 0 (C.160)

C.1.11 Derivadas parciais de f11 com relação aos estados

∂f11

∂iqs

= 0 (C.161)

∂f11

∂ids

= 0 (C.162)

∂f11

∂i′qr

= 0 (C.163)

∂f11

∂i′dr

= 0 (C.164)
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∂f11

∂xQ

= 0 (C.165)

∂f11

∂xP

= 0 (C.166)

∂f11

∂xiq

= 0 (C.167)

∂f11

∂xid

= 0 (C.168)

∂f11

∂xcc

= 0 (C.169)

∂f11

∂iqconv

= ω +
k21

3Lf

(C.170)

∂f11

∂idconv

=
k22

3Lf

(C.171)

∂f11

∂vqserie

=
k23

3Lf

(C.172)

∂f11

∂vdserie

=
(k24 − 1)

3Lf

(C.173)

∂f11

∂xqservo

=
k25

3Lf

(C.174)

∂f11

∂xdservo

=
k26

3Lf

(C.175)

∂f11

∂vcc

= 0 (C.176)
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C.1.12 Derivadas parciais de f12 com relação aos estados

∂f12

∂iqs

=
1

Cf

(C.177)

∂f12

∂ids

= 0 (C.178)

∂f12

∂i′qr

= 0 (C.179)

∂f12

∂i′dr

= 0 (C.180)

∂f12

∂xQ

= 0 (C.181)

∂f12

∂xP

= 0 (C.182)

∂f12

∂xiq

= 0 (C.183)

∂f12

∂xid

= 0 (C.184)

∂f12

∂xcc

= 0 (C.185)

∂f12

∂iqconv

=
1

Cf

(C.186)

∂f12

∂idconv

= 0 (C.187)

∂f12

∂vqserie

= 0 (C.188)
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∂f12

∂vdserie

= −ω (C.189)

∂f12

∂xqservo

= 0 (C.190)

∂f12

∂xdservo

= 0 (C.191)

∂f12

∂vcc

= 0 (C.192)

C.1.13 Derivadas parciais de f13 com relação aos estados

∂f13

∂iqs

= 0 (C.193)

∂f13

∂ids

=
1

Cf

(C.194)

∂f13

∂i′qr

= 0 (C.195)

∂f13

∂i′dr

= 0 (C.196)

∂f13

∂xQ

= 0 (C.197)

∂f13

∂xP

= 0 (C.198)

∂f13

∂xiq

= 0 (C.199)

∂f13

∂xid

= 0 (C.200)
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∂f13

∂xcc

= 0 (C.201)

∂f13

∂iqconv

= 0 (C.202)

∂f13

∂idconv

=
1

Cf

(C.203)

∂f13

∂vqserie

= ω (C.204)

∂f13

∂vdserie

= 0 (C.205)

∂f13

∂xqservo

= 0 (C.206)

∂f13

∂xdservo

= 0 (C.207)

∂f13

∂vcc

= 0 (C.208)

C.1.14 Derivadas parciais de f14 com relação aos estados

∂f14

∂iqs

=
(i2ds − i2qs)
(

i2ds + i2qs

)2

[

kcc
i xcc + kcc

p

(

v2

ccref − v2

cc

)]

(C.209)

∂f14

∂ids

=
−2idsiqs

(

i2ds + i2qs

)2

[

kcc
i xcc + kcc

p

(

v2

ccref − v2

cc

)]

(C.210)

∂f14

∂i′qr

= 0 (C.211)

∂f14

∂i′dr

= 0 (C.212)
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∂f14

∂xQ

= 0 (C.213)

∂f14

∂xP

= 0 (C.214)

∂f14

∂xiq

= 0 (C.215)

∂f14

∂xid

= 0 (C.216)

∂f14

∂xcc

=
iqsk

cc
i

i2ds + i2qs

(C.217)

∂f14

∂iqconv

= 0 (C.218)

∂f14

∂idconv

= 0 (C.219)

∂f14

∂vqserie

= −1 (C.220)

∂f14

∂vdserie

= 0 (C.221)

∂f14

∂xqservo

= 0 (C.222)

∂f14

∂xdservo

= 0 (C.223)

∂f14

∂vcc

= −
2iqsk

cc
p vcc

i2ds + i2qs

(C.224)
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C.1.15 Derivadas parciais de f15 com relação aos estados

∂f15

∂iqs

=
−2idsiqs

(

i2ds + i2qs

)2

[

kcc
i xcc + kcc

p

(

v2

ccref − v2

cc

)]

(C.225)

∂f15

∂ids

=
(−i2ds + i2qs)
(

i2ds + i2qs

)2

[

kcc
i xcc + kcc

p

(

v2

ccref − v2

cc

)]

(C.226)

∂f15

∂i′qr

= 0 (C.227)

∂f15

∂i′dr

= 0 (C.228)

∂f15

∂xQ

= 0 (C.229)

∂f15

∂xP

= 0 (C.230)

∂f15

∂xiq

= 0 (C.231)

∂f15

∂xid

= 0 (C.232)

∂f15

∂xcc

=
idsk

cc
i

i2ds + i2qs

(C.233)

∂f15

∂iqconv

= 0 (C.234)

∂f15

∂idconv

= 0 (C.235)

∂f15

∂vqserie

= 0 (C.236)
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∂f15

∂vdserie

= −1 (C.237)

∂f15

∂xqservo

= 0 (C.238)

∂f15

∂xdservo

= 0 (C.239)

∂f15

∂vcc

= −
2idsk

cc
p vcc

i2ds + i2qs

(C.240)

C.1.16 Derivadas parciais de f16 com relação aos estados

∂f16

∂iqs

= −3

2

1

vccC

{[

−3

2
kid

p k
P
p vqserie

]

i′dr +

[

3

2
kiq

p k
Q
p

√

V 2
n − v2

qserie

]

i′qr

}

(C.241)

∂f16

∂ids

= −3

2

1

vccC

{[

3

2
kid

p k
P
p

√

V 2
n − v2

qserie

]

i′dr +

[

3

2
kiq

p k
Q
p vqserie

]

i′qr

}

(C.242)

∂f16

∂i′qr

= −3

2

1

vccC

{[

kiq
i xiq + kiq

p

(

kQ
i xQ + kQ

p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs−

− vqserieids

))

− i′qr

)]

− kiq
p i

′
qr

} (C.243)

∂f16

∂i′dr

= −3

2

1

vccC

{[

kid
i xid + kid

p

(

kP
i xP + kP

p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids+

+ vqserieiqs

))

− i′dr

)]

− kid
p i

′
dr

} (C.244)

∂f16

∂xQ

= −3

2

1

vccC

{

kiq
p k

Q
i i

′
qr

}

(C.245)
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∂f16

∂xP

= −3

2

1

vccC

{

kid
p k

P
i i

′
dr

}

(C.246)

∂f16

∂xiq

= −3

2

1

vccC

{

kiq
i i

′
qr

}

(C.247)

∂f16

∂xid

= −3

2

1

vccC

{

kid
i i

′
dr

}

(C.248)

∂f16

∂xcc

= 0 (C.249)

∂f16

∂iqconv

= −3

2

1

vccC

{(

k11iqconv + k12idconv + k13vqserie + k14vdserie + k15xqservo+

+ k16xdservo

)

+ k11iqconv + k21idconv

} (C.250)

∂f16

∂idconv

= −3

2

1

vccC

{(

k21iqconv + k22idconv + k23vqserie + k24vdserie + k25xqservo+

+ k26xdservo

)

+ k12iqconv + k22idconv

} (C.251)

∂f16

∂vqserie

= −3

2

1

vccC

{

k13iqconv + k23idconv +

[

−3

2
kid

p k
P
p

(

vqserieids
√

V 2
n − v2

qserie

+ iqs

)]

i′dr+

+

[

−3

2
kiq

p k
Q
p

(

vqserieiqs
√

V 2
n − v2

qserie

− ids

)]

i′qr

}

(C.252)

∂f16

∂vdserie

= −3

2

1

vccC

{

k14iqconv + k24idconv

}

(C.253)

∂f16

∂xqservo

= −3

2

1

vccC

{

k15iqconv + k25idconv

}

(C.254)
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∂f16

∂xdservo

= −3

2

1

vccC

{

k16iqconv + k26idconv

}

(C.255)

∂f16

∂vcc

=
3

2

1

v2
ccC

{(

k11iqconv + k12idconv + k13vqserie + k14vdserie + k15xqservo+

+ k16xdservo

)

iqconv +

(

k21iqconv + k22idconv + k23vqserie + k24vdserie + k25xqservo+

+ k26xdservo

)

idconv +

[

kid
i xid + kid

p

(

kP
i xP + kP

p

(

Pref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieids+

+ vqserieiqs

))

− i′dr

)]

i′dr +

[

kiq
i xiq + kiq

p

(

kQ
i xQ + kQ

p

(

Qref −
3

2

(

−
√

V 2
n − v2

qserieiqs−

− vqserieids

))

− i′qr

)]

i′qr

}

(C.256)
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C.2 Derivadas parciais das funções do sistema em
malha fechada com relação às entradas

C.2.1 Derivadas parciais de f1 com relação às entradas

∂f1

∂Pref

= 0 (C.257)

∂f1

∂Qref

= − 1

L3

kiq
p k

Q
p (C.258)

∂f1

∂Vn

= −3

2

1

L3

Vniqsk
iq
p k

Q
p

√

V 2
n − v2

qserie

(C.259)

∂f1

∂vref2
cc

= 0 (C.260)

C.2.2 Derivadas parciais de f2 com relação às entradas

∂f2

∂Pref

= − 1

L3

kid
p k

P
p (C.261)

∂f2

∂Qref

= 0 (C.262)

∂f2

∂Vn

= − 1

L2

Vn
√

V 2
n − v2

qserie

− 3

2

1

L3

Vnidsk
id
p k

P
p

√

V 2
n − v2

qserie

(C.263)

∂f2

∂vref2
cc

= 0 (C.264)

C.2.3 Derivadas parciais de f3 com relação às entradas

∂f3

∂Pref

= 0 (C.265)

∂f3

∂Qref

=
1

L1

kiq
p k

Q
p (C.266)
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∂f3

∂Vn

=
3

2

1

L1

Vniqsk
iq
p k

Q
p

√

V 2
n − v2

qserie

(C.267)

∂f3

∂vref2
cc

= 0 (C.268)

C.2.4 Derivadas parciais de f4 com relação às entradas

∂f4

∂Pref

=
1

L1

kid
p k

P
p (C.269)

∂f4

∂Qref

= 0 (C.270)

∂f4

∂Vn

=
1

L3

Vn
√

V 2
n − v2

qserie

+
3

2

1

L1

Vnidsk
id
p k

P
p

√

V 2
n − v2

qserie

(C.271)

∂f4

∂vref2
cc

= 0 (C.272)

C.2.5 Derivadas parciais de f5 com relação às entradas

∂f5

∂Pref

= 0 (C.273)

∂f5

∂Qref

= 1 (C.274)

∂f5

∂Vn

=
3

2

Vniqs
√

V 2
n − v2

qserie

(C.275)

∂f5

∂vref2
cc

= 0 (C.276)
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C.2.6 Derivadas parciais de f6 com relação às entradas

∂f6

∂Pref

= 1 (C.277)

∂f6

∂Qref

= 0 (C.278)

∂f6

∂Vn

=
3

2

Vnids
√

V 2
n − v2

qserie

(C.279)

∂f6

∂vref2
cc

= 0 (C.280)

C.2.7 Derivadas parciais de f7 com relação às entradas

∂f7

∂Pref

= 0 (C.281)

∂f7

∂Qref

= kQ
p (C.282)

∂f7

∂Vn

=
3

2

Vniqsk
Q
p

√

V 2
n − v2

qserie

(C.283)

∂f7

∂vref2
cc

= 0 (C.284)

C.2.8 Derivadas parciais de f8 com relação às entradas

∂f8

∂Pref

= kP
p (C.285)

∂f8

∂Qref

= 0 (C.286)
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∂f8

∂Vn

=
3

2

Vnidsk
P
p

√

V 2
n − v2

qserie

(C.287)

∂f8

∂vref2
cc

= 0 (C.288)

C.2.9 Derivadas parciais de f9 com relação às entradas

∂f9

∂Pref

= 0 (C.289)

∂f9

∂Qref

= 0 (C.290)

∂f9

∂Vn

= 0 (C.291)

∂f9

∂vref2
cc

= 2vref
cc (C.292)

C.2.10 Derivadas parciais de f10 com relação às entradas

∂f10

∂Pref

= 0 (C.293)

∂f10

∂Qref

= 0 (C.294)

∂f10

∂Vn

= 0 (C.295)

∂f10

∂vref2
cc

= 0 (C.296)
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C.2.11 Derivadas parciais de f11 com relação às entradas

∂f11

∂Pref

= 0 (C.297)

∂f11

∂Qref

= 0 (C.298)

∂f11

∂Vn

= 0 (C.299)

∂f11

∂vref2
cc

= 0 (C.300)

C.2.12 Derivadas parciais de f12 com relação às entradas

∂f12

∂Pref

= 0 (C.301)

∂f12

∂Qref

= 0 (C.302)

∂f12

∂Vn

= 0 (C.303)

∂f12

∂vref2
cc

= 0 (C.304)

C.2.13 Derivadas parciais de f13 com relação às entradas

∂f13

∂Pref

= 0 (C.305)

∂f13

∂Qref

= 0 (C.306)

∂f13

∂Vn

= 0 (C.307)
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∂f13

∂vref2
cc

= 0 (C.308)

C.2.14 Derivadas parciais de f14 com relação às entradas

∂f14

∂Pref

= 0 (C.309)

∂f14

∂Qref

= 0 (C.310)

∂f14

∂Vn

= 0 (C.311)

∂f14

∂vref2
cc

= 2vref
cc kcc

p

iqs

i2ds + i2qs

(C.312)

C.2.15 Derivadas parciais de f15 com relação às entradas

∂f15

∂Pref

= 0 (C.313)

∂f15

∂Qref

= 0 (C.314)

∂f15

∂Vn

= 0 (C.315)

∂f15

∂vref2
cc

= 2vref
cc kcc

p

ids

i2ds + i2qs

(C.316)

C.2.16 Derivadas parciais de f16 com relação às entradas

∂f16

∂Pref

= −3

2

i′drk
id
p k

P
p

vccC
(C.317)
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∂f16

∂Qref

= −3

2

i′qrk
iq
p k

Q
p

vccC
(C.318)

∂f16

∂Vn

= −3

2

1

vccC

{

3

2

Vn
√

V 2
n − v2

qserie

(

i′dridsk
P
p k

id
p + i′qriqsk

Q
p k

iq
p

)}

(C.319)

∂f16

∂vref2
cc

= 0 (C.320)
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C.3 Derivadas parciais das funções do sistema em
malha aberta com relação aos estados

C.3.1 Derivadas parciais de fma
1

com relação aos estados

∂fma
1

∂iqs

= − rs

L2

(C.321)

∂fma
1

∂ids

= −(ω +X3ωr) (C.322)

∂fma
1

∂i′qr

=
r′r
L3

+
1

L3

kiq
p (C.323)

∂fma
1

∂i′dr

= −X2ωr (C.324)

∂fma
1

∂xiq

= − 1

L3

kiq
i (C.325)

∂fma
1

∂xid

= 0 (C.326)

∂fma
1

∂iqconv

= 0 (C.327)

∂fma
1

∂idconv

= 0 (C.328)

∂fma
1

∂vqserie

= 0 (C.329)

∂fma
1

∂vdserie

= 0 (C.330)

∂fma
1

∂xqservo

= 0 (C.331)
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∂fma
1

∂xdservo

= 0 (C.332)

∂fma
1

∂vcc

= 0 (C.333)

C.3.2 Derivadas parciais de fma
2

com relação aos estados

∂fma
2

∂iqs

= (ω +X3ωr) (C.334)

∂fma
2

∂ids

= − rs

L2

(C.335)

∂fma
2

∂i′qr

= X2ωr (C.336)

∂fma
2

∂i′dr

=
r′r
L3

+
1

L3

kid
p (C.337)

∂fma
2

∂xiq

= 0 (C.338)

∂fma
2

∂xid

= − 1

L3

kid
i (C.339)

∂fma
2

∂iqconv

= 0 (C.340)

∂fma
2

∂idconv

= 0 (C.341)

∂fma
2

∂vqserie

=
1

L2

vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

(C.342)

∂fma
2

∂vdserie

= − 1

L2

(C.343)
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∂fma
2

∂xqservo

= 0 (C.344)

∂fma
2

∂xdservo

= 0 (C.345)

∂fma
2

∂vcc

= 0 (C.346)

C.3.3 Derivadas parciais de fma
3

com relação aos estados

∂fma
3

∂iqs

=
rs

L3

(C.347)

∂fma
3

∂ids

= X1ωr (C.348)

∂fma
3

∂i′qr

= − r′r
L1

− 1

L1

kiq
p (C.349)

∂fma
3

∂i′dr

= (ωr − ω +X3ωr) (C.350)

∂fma
3

∂xiq

=
1

L1

kiq
i (C.351)

∂fma
3

∂xid

= 0 (C.352)

∂fma
3

∂iqconv

= 0 (C.353)

∂fma
3

∂idconv

= 0 (C.354)

∂fma
3

∂vqserie

= 0 (C.355)
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∂fma
3

∂vdserie

= 0 (C.356)

∂fma
3

∂xqservo

= 0 (C.357)

∂fma
3

∂xdservo

= 0 (C.358)

∂fma
3

∂vcc

= 0 (C.359)

C.3.4 Derivadas parciais de fma
4

com relação aos estados

∂fma
4

∂iqs

= −X1ωr (C.360)

∂fma
4

∂ids

=
rs

L3

(C.361)

∂fma
4

∂i′qr

= ω − ωr −X3ωr (C.362)

∂fma
4

∂i′dr

= − r′r
L1

− 1

L1

kid
p (C.363)

∂fma
4

∂xiq

= 0 (C.364)

∂fma
4

∂xid

=
1

L1

kid
i (C.365)

∂fma
4

∂iqconv

= 0 (C.366)

∂fma
4

∂idconv

= 0 (C.367)
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∂fma
4

∂vqserie

= − 1

L3

vqserie
√

V 2
n − v2

qserie

(C.368)

∂fma
4

∂vdserie

=
1

L3

(C.369)

∂fma
4

∂xqservo

= 0 (C.370)

∂fma
4

∂xdservo

= 0 (C.371)

∂fma
4

∂vcc

= 0 (C.372)

C.3.5 Derivadas parciais de fma
5

com relação aos estados

∂fma
5

∂iqs

= 0 (C.373)

∂fma
5

∂ids

= 0 (C.374)

∂fma
5

∂i′qr

= −1 (C.375)

∂fma
5

∂i′dr

= 0 (C.376)

∂fma
5

∂xiq

= 0 (C.377)

∂fma
5

∂xid

= 0 (C.378)

∂fma
5

∂iqconv

= 0 (C.379)
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∂fma
5

∂idconv

= 0 (C.380)

∂fma
5

∂vqserie

= 0 (C.381)

∂fma
5

∂vdserie

= 0 (C.382)

∂fma
5

∂xqservo

= 0 (C.383)

∂fma
5

∂xdservo

= 0 (C.384)

∂fma
5

∂vcc

= 0 (C.385)

C.3.6 Derivadas parciais de fma
6

com relação aos estados

∂fma
6

∂iqs

= 0 (C.386)

∂fma
6

∂ids

= 0 (C.387)

∂fma
6

∂i′qr

= 0 (C.388)

∂fma
6

∂i′dr

= −1 (C.389)

∂fma
6

∂xiq

= 0 (C.390)

∂fma
6

∂xid

= 0 (C.391)
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∂fma
6

∂iqconv

= 0 (C.392)

∂fma
6

∂idconv

= 0 (C.393)

∂fma
6

∂vqserie

= 0 (C.394)

∂fma
6

∂vdserie

= 0 (C.395)

∂fma
6

∂xqservo

= 0 (C.396)

∂fma
6

∂xdservo

= 0 (C.397)

∂fma
6

∂vcc

= 0 (C.398)

C.3.7 Derivadas parciais de fma
7

com relação aos estados

∂fma
7

∂iqs

= 0 (C.399)

∂fma
7

∂ids

= 0 (C.400)

∂fma
7

∂i′qr

= 0 (C.401)

∂fma
7

∂i′dr

= 0 (C.402)

∂fma
7

∂xiq

= 0 (C.403)
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∂fma
7

∂xid

= 0 (C.404)

∂fma
7

∂iqconv

=
k11

3Lf

(C.405)

∂fma
7

∂idconv

= −ω +
k12

3Lf

(C.406)

∂fma
7

∂vqserie

=
(k13 − 1)

3Lf

(C.407)

∂fma
7

∂vdserie

=
k14

3Lf

(C.408)

∂fma
7

∂xqservo

=
k15

3Lf

(C.409)

∂fma
7

∂xdservo

=
k16

3Lf

(C.410)

∂fma
7

∂vcc

= 0 (C.411)

C.3.8 Derivadas parciais de fma
8

com relação aos estados

∂fma
8

∂iqs

= 0 (C.412)

∂fma
8

∂ids

= 0 (C.413)

∂fma
8

∂i′qr

= 0 (C.414)

∂fma
8

∂i′dr

= 0 (C.415)
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∂fma
8

∂xiq

= 0 (C.416)

∂fma
8

∂xid

= 0 (C.417)

∂fma
8

∂iqconv

= ω +
k21

3Lf

(C.418)

∂fma
8

∂idconv

=
k22

3Lf

(C.419)

∂fma
8

∂vqserie

=
k23

3Lf

(C.420)

∂fma
8

∂vdserie

=
(k24 − 1)

3Lf

(C.421)

∂fma
8

∂xqservo

=
k25

3Lf

(C.422)

∂fma
8

∂xdservo

=
k26

3Lf

(C.423)

∂fma
8

∂vcc

= 0 (C.424)

C.3.9 Derivadas parciais de fma
9

com relação aos estados

∂fma
9

∂iqs

=
1

Cf

(C.425)

∂fma
9

∂ids

= 0 (C.426)

∂fma
9

∂i′qr

= 0 (C.427)
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∂fma
9

∂i′dr

= 0 (C.428)

∂fma
9

∂xiq

= 0 (C.429)

∂fma
9

∂xid

= 0 (C.430)

∂fma
9

∂iqconv

=
1

Cf

(C.431)

∂fma
9

∂idconv

= 0 (C.432)

∂fma
9

∂vqserie

= 0 (C.433)

∂fma
9

∂vdserie

= −ω (C.434)

∂fma
9

∂xqservo

= 0 (C.435)

∂fma
9

∂xdservo

= 0 (C.436)

∂fma
9

∂vcc

= 0 (C.437)

C.3.10 Derivadas parciais de fma
10

com relação aos estados

∂fma
10

∂iqs

= 0 (C.438)

∂fma
10

∂ids

=
1

Cf

(C.439)
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∂fma
10

∂i′qr

= 0 (C.440)

∂fma
10

∂i′dr

= 0 (C.441)

∂fma
10

∂xiq

= 0 (C.442)

∂fma
10

∂xid

= 0 (C.443)

∂fma
10

∂iqconv

= 0 (C.444)

∂fma
10

∂idconv

=
1

Cf

(C.445)

∂fma
10

∂vqserie

= ω (C.446)

∂fma
10

∂vdserie

= 0 (C.447)

∂fma
10

∂xqservo

= 0 (C.448)

∂fma
10

∂xdservo

= 0 (C.449)

∂fma
10

∂vcc

= 0 (C.450)

C.3.11 Derivadas parciais de fma
11

com relação aos estados

∂fma
11

∂iqs

= P serie
ref

(i2ds − i2qs)
(

i2ds + i2qs

)2
(C.451)
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∂fma
11

∂ids

= −2P serie
ref

idsiqs
(

i2ds + i2qs

)2
(C.452)

∂fma
11

∂i′qr

= 0 (C.453)

∂fma
11

∂i′dr

= 0 (C.454)

∂fma
11

∂xiq

= 0 (C.455)

∂fma
11

∂xid

= 0 (C.456)

∂fma
11

∂iqconv

= 0 (C.457)

∂fma
11

∂idconv

= 0 (C.458)

∂fma
11

∂vqserie

= −1 (C.459)

∂fma
11

∂vdserie

= 0 (C.460)

∂fma
11

∂xqservo

= 0 (C.461)

∂fma
11

∂xdservo

= 0 (C.462)

∂fma
11

∂vcc

= 0 (C.463)
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C.3.12 Derivadas parciais de fma
12

com relação aos estados

∂fma
12

∂iqs

= −2P serie
ref

idsiqs
(

i2ds + i2qs

)2
(C.464)

∂fma
12

∂ids

= −P serie
ref

(i2ds + i2qs)
(

i2ds + i2qs

)2
(C.465)

∂fma
12

∂i′qr

= 0 (C.466)

∂fma
12

∂i′dr

= 0 (C.467)

∂fma
12

∂xiq

= 0 (C.468)

∂fma
12

∂xid

= 0 (C.469)

∂fma
12

∂iqconv

= 0 (C.470)

∂fma
12

∂idconv

= 0 (C.471)

∂fma
12

∂vqserie

= 0 (C.472)

∂fma
12

∂vdserie

= −1 (C.473)

∂fma
12

∂xqservo

= 0 (C.474)

∂fma
12

∂xdservo

= 0 (C.475)
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∂fma
12

∂vcc

= 0 (C.476)

C.3.13 Derivadas parciais de fma
13

com relação aos estados

∂fma
13

∂iqs

= 0 (C.477)

∂fma
13

∂ids

= 0 (C.478)

∂fma
13

∂i′qr

= −3

2

1

vccC

{

kiq
i xiq + kiq

p i
ref
qr − 2kiq

p i
′
qr

}

(C.479)

∂fma
13

∂i′dr

= −3

2

1

vccC

{

kid
i xid + kid

p i
ref
dr − 2kiq

p i
′
qr

}

(C.480)

∂fma
13

∂xiq

= −3

2

1

vccC

{

kiq
i i

′
qr

}

(C.481)

∂fma
13

∂xid

= −3

2

1

vccC

{

kid
i i

′
dr

}

(C.482)

∂fma
13

∂iqconv

= −3

2

1

vccC

{(

k11iqconv + k12idconv + k13vqserie + k14vdserie + k15xqservo+

+ k16xdservo

)

+ k11iqconv + k21idconv

} (C.483)

∂fma
13

∂idconv

= −3

2

1

vccC

{(

k21iqconv + k22idconv + k23vqserie + k24vdserie + k25xqservo+

+ k26xdservo

)

+ k12iqconv + k22idconv

} (C.484)
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∂fma
13

∂vqserie

= −3

2

1

vccC

{

k13iqconv + k23idconv

}

(C.485)

∂fma
13

∂vdserie

= −3

2

1

vccC

{

k14iqconv + k24idconv

}

(C.486)

∂fma
13

∂xqservo

= −3

2

1

vccC

{

k15iqconv + k25idconv

}

(C.487)

∂fma
13

∂xdservo

= −3

2

1

vccC

{

k16iqconv + k26idconv

}

(C.488)

∂fma
13

∂vcc

=
3

2

1

v2
ccC

{(

k11iqconv + k12idconv + k13vqserie + k14vdserie + k15xqservo+

+ k16xdservo

)

iqconv +

(

k21iqconv + k22idconv + k23vqserie + k24vdserie + k25xqservo+

+ k26xdservo

)

idconv +

(

iref
dr − i′dr

)

i′dr +

(

iref
qr − i′qr

)

i′qr

}

(C.489)
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C.4 Derivadas parciais das funções do sistema em
malha aberta com relação às entradas

C.4.1 Derivadas parciais de fma
1

com relação às entradas

∂fma
1

∂iref
qr

= − 1

L3

kiq
p (C.490)

∂fma
1

∂iref
dr

= 0 (C.491)

∂fma
1

∂P serie
ref

= 0 (C.492)

C.4.1.1 Derivadas parciais de fma
2

com relação às entradas

∂fma
2

∂iref
qr

= 0 (C.493)

∂fma
2

∂iref
dr

= − 1

L3

kid
p (C.494)

∂fma
2

∂P serie
ref

= 0 (C.495)

C.4.1.2 Derivadas parciais de fma
3

com relação às entradas

∂fma
3

∂iref
qr

=
1

L1

kiq
p (C.496)

∂fma
3

∂iref
dr

= 0 (C.497)

∂fma
3

∂P serie
ref

= 0 (C.498)
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C.4.1.3 Derivadas parciais de fma
4

com relação às entradas

∂fma
4

∂iref
qr

= 0 (C.499)

∂fma
4

∂iref
dr

=
1

L1

kid
p (C.500)

∂fma
4

∂P serie
ref

= 0 (C.501)

C.4.1.4 Derivadas parciais de fma
5

com relação às entradas

∂fma
5

∂iref
qr

= 1 (C.502)

∂fma
5

∂iref
dr

= 0 (C.503)

∂fma
5

∂P serie
ref

= 0 (C.504)

C.4.1.5 Derivadas parciais de fma
6

com relação às entradas

∂fma
6

∂iref
qr

= 0 (C.505)

∂fma
6

∂iref
dr

= 1 (C.506)

∂fma
6

∂P serie
ref

= 0 (C.507)

C.4.1.6 Derivadas parciais de fma
7

com relação às entradas

∂fma
7

∂iref
qr

= 0 (C.508)
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∂fma
7

∂iref
dr

= 0 (C.509)

∂fma
7

∂P serie
ref

= 0 (C.510)

C.4.1.7 Derivadas parciais de fma
8

com relação às entradas

∂fma
8

∂iref
qr

= 0 (C.511)

∂fma
8

∂iref
dr

= 0 (C.512)

∂fma
8

∂P serie
ref

= 0 (C.513)

C.4.1.8 Derivadas parciais de fma
9

com relação às entradas

∂fma
9

∂iref
qr

= 0 (C.514)

∂fma
9

∂iref
dr

= 0 (C.515)

∂fma
9

∂P serie
ref

= 0 (C.516)

C.4.1.9 Derivadas parciais de fma
10

com relação às entradas

∂fma
10

∂iref
qr

= 0 (C.517)

∂fma
10

∂iref
dr

= 0 (C.518)
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∂fma
10

∂P serie
ref

= 0 (C.519)

C.4.1.10 Derivadas parciais de fma
11

com relação às entradas

∂fma
11

∂iref
qr

= 0 (C.520)

∂fma
11

∂iref
dr

= 0 (C.521)

∂fma
11

∂P serie
ref

=
iqs

i2ds + i2qs

(C.522)

C.4.1.11 Derivadas parciais de fma
12

com relação às entradas

∂fma
12

∂iref
qr

= 0 (C.523)

∂fma
12

∂iref
dr

= 0 (C.524)

∂fma
12

∂P serie
ref

=
ids

i2ds + i2qs

(C.525)

C.4.1.12 Derivadas parciais de fma
13

com relação às entradas

∂fma
13

∂iref
qr

= −3

2

i′qrk
iq
p

vccC
(C.526)

∂fma
13

∂iref
dr

= −3

2

i′drk
id
p

vccC
(C.527)

∂fma
13

∂P serie
ref

= 0 (C.528)
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ANEXO A -- TRANSFORMAÇÕES DE

COORDENADAS

A.1 Transformações trifásicas

Em sistemas de potência, transformações matemáticas são largamente usadas para de-

sacoplar variáveis, facilitando a solução de equações com coeficientes variantes no tempo.

Esta é a motivação para a apresentação do conteúdo deste apêndice. As transformações

apresentadas a seguir de forma resumida podem ser encontradas com detalhes em (ONG,

1998).

A teoria de componentes simétricas desenvolvida por Fortescue, por exemplo, usa uma

transformação complexa para desacoplar variáveis em coordenadas abc:

[f012] = [T012][fabc] (A.1)

A variável f pode ser as correntes, tensões ou fluxos, e a transformação [T012] é dada

por:

[T012] =
1

3







1 1 1

1 α α2

1 α2 α







(A.2)

onde a = ej 2π
3 . A transformação inversa é dada por:

[T012]
−1 =







1 1 1

1 α2 α

1 α α2







(A.3)
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A.2 Transformação de Clark

A transformação de Clark, também conhecida como transformação αβ, transforma

variáveis trifásicas em variáveis bifásicas ortogonais entre si. Como mostrado na Figura 63,

o eixo α coincide com o eixo da fase a e o eixo β está adiantado π/2 radianos com relação

ao eixo α. Para que a transformação seja bidirecional, uma terceira variável, chamada de

componente de seqüência zero é adicionada:

[fαβ0] = [Tαβ0][fabc] (A.4)

onde a matriz de transformação [Tαβ0] é dada por:

[Tαβ0] =
2

3









1 −1

2
−1

2

0
√

3

2
−

√
3

2

1

2

1

2

1

2









(A.5)

A transformação inversa é a seguinte:

[Tαβ0]
−1 =









1 0 1

−1

2

√
3

2
1

−1

2
−

√
3

2
1









(A.6)

Figura 63: Relação entre grandezas em coordenadas αβ e abc.
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A.3 Transformação de Park

A transformação de Park transforma grandezas trifásicas em grandezas bifásicas e é

largamente utilizada em análise de máquinas síncronas. A transformação é da forma:

[fdq0] = [Tdq0(θd)][fabc] (A.7)

onde a matriz de transformação dq0 é definida como:

[Tdq0(θd)] =
2

3









cos(θd) cos(θd − 2π
3

) cos(θd + 2π
3

)

−sin(θd) −sin(θd − 2π
3

) −sin(θd + 2π
3

)

1

2

1

2

1

2









(A.8)

e a sua inversa é dada por:

[Tdq0(θd)]
−1 =









cos(θd) −sin(θd) 1

cos(θd − 2π
3

) −sin(θd − 2π
3

) 1

cos(θd + 2π
3

) −sin(θd + 2π
3

) 1









(A.9)

A transformação de Park é usada para transformar as variáveis estatóricas de uma

máquina síncrona em um referencial dq fixo no rotor, com o eixo d alinhado com o eixo

magnético do enrolamento de campo. O eixo q está adiantado π/2 radianos com relação

ao eixo d e está alinhado com as tensões internas da máquina. A Figura 64a elucida

melhor esta transformação.

No entanto, alguns autores utilizam a transformação qd0 (KRAUSE; WASYNCZUK; SUD-

(a) (b)

Figura 64: Relação entre as quantidade em coordenadas dq e abc.
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HOFF, 1995) na qual o eixo q está adiantado com relação ao eixo d. Além disso, a trans-

formação é expressa em termos do ângulo θq entre o eixo q e o eixo a, como mostrado na

Figura 64b.

A transformação qd0 é da forma:

[fqd0] = [Tqd0(θq)][fabc] (A.10)

onde

[Tqd0(θq)] =
2

3









cos(θq) cos(θq − 2π
3

) cos(θq + 2π
3

)

sin(θq) sin(θq − 2π
3

) sin(θq + 2π
3

)

1

2

1

2

1

2









(A.11)

e a sua inversa é dada por:

[Tqd0(θq)]
−1 =









cos(θq) sin(θq) 1

cos(θq − 2π
3

) sin(θq − 2π
3

) 1

cos(θq + 2π
3

) sin(θq + 2π
3

) 1









(A.12)

Tanto a transformação de Park quanto a modificação utilizada por alguns outros au-

tores pode ser utilizada no simplificação de modelos de máquinas assíncronas. A seguir

serão apresentadas as transformações intermediárias que podem ser adotadas nas trans-

formações de um sistema de coordenadas para outro.

A.3.1 Transformação entre eixos síncronos qd0 e eixos esta-
cionários αβ0

Para certas aplicações, é conveniente e vantajoso transformar as coordenadas esta-

cionárias αβ em coordenadas girantes qd. Como estamos tratando de variáveis bidimen-

sionais, a referência girante pode ser qualquer base de dois vetores. Por conveniência, a

base é o próprio referencial qd. O ângulo θ é o ângulo entre o eixo q e o eixo α e é função

da velocidade angular do eixo qd girante, ou seja:

θ(t) =

∫ t

0

ω(t)dt+ θ(0) (A.13)
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Figura 65: Relação entre grandezas em coordenadas αβ e qd.

Dessa forma, seja um vetor ~i que gira a uma velocidade ωe. Por geometria, as com-

ponentes de~i em eixos estacionários αβ podem ser expressas no novo referencial síncrono

através da seguinte transformação:

[

iq

id

]

=

[

cos(θ) sin(θ)

sin(θ) −cos(θ)

] [

iα

iβ

]

(A.14)

A transformação completa entre coordenadas qd0 e coordenadas αβ0 é:







iq

id

i0







=







cos(θ) sin(θ) 0

sin(θ) −cos(θ) 0

0 0 1













iα

iβ

i0







(A.15)

A equação acima pode ser expressa da seguinte maneira:

[iqd0] = [Tθ][iαβ0] (A.16)

Em termos das variáveis originais em coordenadas abc, como mostrado em (A.4)

[iqd0] = [Tθ][Tαβ0][iabc] (A.17)

Denominando o termo [Tθ][Tαβ0] por [Tqd0], obtém-se:

[iqd0] = [Tqd0][iabc] (A.18)

A partir de multiplicações e simplificações é possível demonstrar que:
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[Tqd0] =
2

3









cos(θ) cos(θ − 2π
3

) cos(θ + 2π
3

)

sin(θ) sin(θ − 2π
3

) sin(θ + 2π
3

)

1

2

1

2

1

2









(A.19)

e a sua inversa é dada por:

[Tqd0]
−1 =









cos(θ) sin(θ) 1

cos(θ − 2π
3

) sin(θ − 2π
3

) 1

cos(θ + 2π
3

) sin(θ + 2π
3

) 1









(A.20)

Esta transformação não é invariante em potência, ou seja, [Tqd0]
t 6= [Tqd0]

−1. Portanto,

considerando grandezas de tensão e corrente trifásicas em abc

Pabc = vaia + vbib + vcic (A.21)

pode ser mostrado que

Pabc =
3

2
(vqiq + vdid) +

1

3
v0i0 (A.22)

As transformações mostradas acima valem para grandezas de tensão, corrente, fluxo ou

força magnetomotriz, desde que os devidos cuidados sejam tomados nas transformações.
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ANEXO B -- MODELAGEM DA MÁQUINA

TRIFÁSICA

Será apresentado a seguir a modelagem matemática da máquina trifásica com dupla

alimentação, utilizando-se das transformações apresentadas no Anexo A.

B.1 Modelo da máquina trifásica

O arranjo dos enrolamentos de uma máquina trifásica, dois pólos, simétrica e conec-

tada em Y é mostrada na Figura 66.

Figura 66: Circuito idealizado da máquina de indução trifásica com dupla alimentação.

Para a modelagem matemática da máquina trifásica, algumas hipóteses devem ser

consideradas (KRAUSE; WASYNCZUK; SUDHOFF, 1995) (BARBI, 1985):

•Os três enrolamentos estatóricos são iguais entre si e defasados de 120◦;
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•Os três enrolamentos rotóricos são iguais entre si e defasados de 120◦;

•O entreferro é considerado constante;

•O circuito magnético é considerado ideal. Não ocorre saturação;

•A distribuição da densidade de fluxo magnético no entreferro é radial e senoidal;

•A máquina será considerada bipolar;

•Não serão consideradas as perdas magnéticas.

Os enrolamentos estatóricos possuem Ns espiras e resistência rs enquanto os enrola-

mentos rotóricos possuem Nr espiras e resistência rr.

B.1.1 Equações das tensões em coordenadas abc

Baseado nas informações acima e na Figura 66, as equações que governam as variáveis

estatóricas são as seguintes (ONG, 1998):

vas = rsias +
d

dt
λas

vbs = rsibs +
d

dt
λbs

vcs = rsics +
d

dt
λcs

(B.1)

Já as variáveis rotóricas são governadas por:

var = rriar +
d

dt
λar

vbr = rribr +
d

dt
λbr

vcr = rricr +
d

dt
λcr

(B.2)

Em notação matricial, os fluxos associados aos enrolamentos do estator e do rotor

podem ser expressos em função das correntes rotóricas e estatóricas da seguinte forma:

[

λabc
s

λabc
r

]

=




Labc

ss Labc
sr

Labc
rs Labc

rr





[

iabc
s

iabc
r

]

(B.3)
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onde

λabc
s = [λas, λbs, λcs]

T

λabc
r = [λar, λbr, λcr]

T

iabc
s = [ias, ibs, ics]

T

iabc
r = [iar, ibr, icr]

T

(B.4)

A sub-matriz que relaciona as indutâncias próprias e as indutâncias mútuas entre os

enrolamentos do estator é da seguinte forma:

Labc
ss =







Lls + Lss Lsm Lsm

Lsm Lls + Lss Lsm

Lsm Lsm Lls + Lss







(B.5)

Já a sub-matriz que relaciona as indutâncias próprias e as indutâncias mútuas entre

os enrolamentos do rotor é

Labc
rr =









Llr + Lrr Lrm Lrm

Lrm Llr + Lrr Lrm

Lrm Lrm Llr + Lrr









(B.6)

As indutâncias mútuas entre estator e rotor são dependentes do ângulo do rotor, ou

seja:

Labc
sr = [Labc

rs ]T = Lsr









cos(θr) cos(θr + 2π
3

) cos(θr − 2π
3

)

cos(θr − 2π
3

) cos(θr) cos(θr + 2π
3

)

cos(θr + 2π
3

) cos(θr − 2π
3

) cos(θr)









(B.7)

onde:

•Lls é a indutância de dispersão por fase do estator;

•Llr é a indutância de dispersão por fase do rotor;

•Lss é a indutância própria do enrolamento do estator;

•Lrr é a indutância própria do enrolamento do rotor;
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Figura 67: Relação entre grandezas em coordenadas abc e grandezas em eixos arbitrários qd0.

•Lsm é a indutância mútua entre os enrolamentos do estator;

•Lrm é a indutância mútua entre os enrolamentos do rotor;

•Lsr é o valor máximo da indutância mútua entre estator e rotor.

As equações acima descrevem o comportamento da máquina em coordenadas abc.

Fazendo uso das transformações apresentadas no Anexo A é possível simplificar as

equações, eliminando as indutâncias dependentes da posição do rotor.

Os dois sistemas de referência mais usados no estudo de máquinas são o referencial

estacionário e o referencial síncrono. Cada um tem suas vantagens e desvantagens, de-

pendendo do propósito. Quando orientado de maneira adequada, o referencial qd fornece

grandezas constantes em regime permanente. O referencial síncrono pode ser orientado

de diversas maneiras, ou seja, pode ser orientado na tensão estatórica, no fluxo estatórico

ou fixo no rotor, somente para citar alguns exemplos.

Primeiramente será obtido o modelo em coordenadas arbitrárias, ou seja, girando

a uma velocidade ω arbitrária. A partir do referencial genérico podem ser obtidas as

equações nos outros referenciais, dependendo somente da escolha de ω.

A relação entre as coordenadas abc e as coordenadas qd0 arbitrárias é mostrada em

detalhes na Figura 67. A transformação de variáveis é dada por:







fq

fd

f0







= [Tqd0(θ)]







fa

fb

fc







(B.8)
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Esta transformação é descrita com detalhes no Anexo A, onde:

[Tqd0(θ)] =
2

3









cos(θ) cos(θ − 2π
3

) cos(θ + 2π
3

)

sin(θ) sin(θ − 2π
3

) sin(θ + 2π
3

)

1

2

1

2

1

2









(B.9)

e a sua inversa é dada por:

[Tqd0(θ)]
−1 =









cos(θ) sin(θ) 1

cos(θ − 2π
3

) sin(θ − 2π
3

) 1

cos(θ + 2π
3

) sin(θ + 2π
3

) 1









(B.10)

B.1.2 Equações das tensões em coordenadas qd0

Em notação matricial, as equações das tensões estatóricas podem ser expressas por:

vabc
s = rabc

s iabc
s + pλabc

s (B.11)

Aplicando-se a transformação [Tqd0(θ)] nas tensões, fluxos e correntes, a

equação (B.11) fica:

vqd0

s = [Tqd0(θ)]r
abc
s [Tqd0(θ)]

−1iqd0

s + [Tqd0(θ)]p[Tqd0(θ)]
−1λqd0

s (B.12)

O termo variante no tempo pode ser expresso por:

p[Tqd0(θ)]
−1λqd0

s =









cos(θ) sin(θ) 1

cos(θ − 2π
3

) sin(θ − 2π
3

) 1

cos(θ + 2π
3

) sin(θ + 2π
3

) 1









dθ

dt
[λqd0

s ] + [Tqd0(θ)]
−1p[λqd0

s ] (B.13)

Substituindo em (B.12) obtém-se:

vqd0

s = rqd0

s iqd0

s + ω







0 1 0

−1 0 1

0 0 0






λqd0

s + pλqd0

s (B.14)
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onde:

ω =
dθ

dt
e rqd0

s = rs







1 0 0

0 1 0

0 0 1







(B.15)

Da mesma maneira que as variáveis estatóricas, as variáveis rotóricas também podem

ser transformadas para o referencial qd0. No entanto, esta transformação necessita da

informação da posição rotórica, ou seja, [Tqd0(θ − θr)]. As equações para as tensões

rotóricas são:

vqd0

r = rqd0

r iqd0

r + (ω − ωr)







0 1 0

−1 0 1

0 0 0






λqd0

r + pλqd0

r (B.16)

B.1.3 Equações dos fluxos em coordenadas qd0

As equações dos fluxos estatóricos em coordenadas qd0 são obtidas aplicando-se a

transformação [Tqd0(θ)] nos fluxos estatóricos em coordenadas abc em (B.3):

λqd0

s = [Tqd0(θ)](L
abc
ss i

abc
s + Labc

sr i
abc
r ) (B.17)

Usando-se as transformações adequadas para as variáveis rotóricas e estatóricas, tem-

se:

λqd0

s = [Tqd0(θ)]L
abc
ss [Tqd0(θ)]

−1iqd0

s + [Tqd0(θ)]L
abc
sr [Tqd0(θ − θr)]

−1iqd0

r

=







Lls + 3

2
Lss 0 0

0 Lls + 3

2
Lss 0

0 0 Lls






iqd0

s +







3

2
Lsr 0 0

0 3

2
Lsr 0

0 0 0






iqd0

r

(B.18)

De maneira análoga, as equações dos fluxos rotóricos são dadas por:
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λqd0

r = [Tqd0(θ − θr)]L
abc
rs [Tqd0(θ)]

−1iqd0

s + [Tqd0(θ − θr)]L
abc
rr [Tqd0(θ − θr)]

−1iqd0

r

=







3

2
Lsr 0 0

0 3

2
Lsr 0

0 0 0






iqd0

s +







Llr + 3

2
Lrr 0 0

0 Llr + 3

2
Lrr 0

0 0 Llr






iqd0

r

(B.19)

Reescrevendo as duas equações anteriores de maneira compacta:















λqs

λds

λ0s

λ
′

qr

λ
′

dr

λ
′

0r















=















Lls +M 0 0 M 0 0

0 Lls +M 0 0 M 0

0 0 Lls 0 0 0

M 0 0 L
′

lr +M 0 0

0 M 0 0 L
′

lr +M 0

0 0 0 0 0 L
′

lr





























iqs

ids

i0s

i
′

qr

i
′

dr

i
′

0r















(B.20)

onde as grandezas rotóricas com sinal ”′” são valores referidos ao lado estatórico de acordo

com as seguintes relações:

λ
′

qr =
Ns

Nr

λqr λ
′

dr =
Ns

Nr

λdr (B.21)

i
′

qr =
Nr

Ns

iqr i
′

dr =
Nr

Ns

idr (B.22)

L
′

lr =

(
Ns

Nr

)2

Llr (B.23)

e M , a indutância magnetizante do lado estatórico, é:

M =
3

2
Lss =

3

2

Ns

Nr

Lsr =
3

2

Ns

Nr

Lrr (B.24)

Juntando-se as equações finais dos fluxos e das tensões estatóricas e rotóricas é pos-

sível obter os circuitos equivalentes em coordenadas qd0 arbitrárias, como mostrado na

Figura 68.
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Figura 68: Representação do circuito equivalente da máquina de indução em um sistema de referência
arbitrário.

B.1.4 Equação do conjugado em coordenadas qd0

A soma das potências instantâneas de todos os seis enrolamentos do estator e do rotor

é dada por:

Pin = vasias + vbsibs + vcsics + v
′

ari
′

ar + v
′

bri
′

br + v
′

cri
′

cr (B.25)

Em coordenadas qd0, a potência instantânea é:

Pin =
3

2
(vqsiqs + vdsids + 2v0si0s + v

′

qri
′

qr + v
′

dri
′

dr + 2v
′

0ri
′

0r) (B.26)

Substituindo-se as equações (B.14) e (B.16) nas tensões do lado direito de (B.26) e

rearranjando de maneira adequada, aparecem três tipos de termos: i2r, i d
dt
λ e ωλi. Os

termos em i2r são as perdas resistivas no cobre. Os termos i d
dt
λ são relativos à troca

de energia entre os enrolamentos através do campo magnético. Somente os termos ωλi
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Tabela 9: Equações da máquina de indução em um referencial arbitrário

Equações das tensões estatóricas:

vqs = rsiqs + ωλds +
d

dt
λqs

vds = rsids − ωλqs +
d

dt
λds

v0s = rsi0s +
d

dt
λ0s

Equações das tensões rotóricas:

v
′

qr = r
′

ri
′

qr + (ω − ωr)λ
′

dr +
d

dt
λ

′

qr

v
′

dr = r
′

ri
′

dr − (ω − ωr)λ
′

qr +
d

dt
λ

′

dr

v
′

0r = r
′

ri
′

0r +
d

dt
λ

′

0r

Equações dos fluxos:

λqs = (Lls +M)iqs + Lmi
′

qr

λds = (Lls +M)ids + Lmi
′

dr

λ0s = Llsi0s

λ
′

qr = (L
′

lr +M)i
′

qr + Lmiqs

λ
′

dr = (L
′

lr +M)i
′

dr + Lmids

λ
′

0r = L
′

lri
′

0r

Equações do conjugado eletromecânico:

Tem =
3

2

P

2ωr

[

ω(λdsiqs − λqsids) + (ω − ωr)(λ
′

dri
′

qr − λ
′

qri
′

dr)

]

Tem =
3

2

P

2
(λ

′

qri
′

dr − λ
′

dri
′

qr)

Tem =
3

2

P

2
(λdsiqs − λqsids)

Tem =
3

2

P

2
M(i

′

driqs − i
′

qrids)

representam a parcela de energia convertida em trabalho mecânico.

O conjugado eletromecânico desenvolvido pela máquina é dado pela soma dos termos

em ωλi dividido pela velocidade, ou seja,

Tem =
3

2

P

2ωr

[

ω(λdsiqs − λqsids) + (ω − ωr)(λ
′

dri
′

qr − λ
′

qri
′

dr)

]

(B.27)
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Usando a equação dos fluxos mostrada em (B.20) é possível mostrar que:

λdsiqs − λqsids = −(λ
′

dri
′

qr − λ
′

qri
′

dr) = M(i
′

driqs − i
′

qrids) (B.28)

Assim, a equação (B.27) pode ser expressa das seguintes formas:

Tem =
3

2

P

2
(λ

′

qri
′

dr − λ
′

dri
′

qr)

=
3

2

P

2
(λdsiqs − λqsids)

=
3

2

P

2
M(i

′

driqs − i
′

qrids)

(B.29)

Para fins de simulação, a escolha de alguma das formas acima depende da disponi-

bilidade das variáveis. Um sumário das equações das tensões, fluxos e do conjugado

eletromecânico em coordenadas dq é apresentado na Tabela 9.
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ANEXO C -- MODULAÇÃO SPACE

VECTOR TRIFÁSICA A TRÊS

FIOS

A modulação dos conversores PWM trifásicos apresentados ao longo deste trabalho

serão detalhadas neste apêndice. A modulação escolhida para simulações e implementação

é a modulação Space Vector. Para simplificar a nomenclatura, a modulação Space Vector

será denominada somente de modulação SV.

Considerando o caso de conversores a três fios, pode-se usar as tensões de fase ou

tensões de linha no espaço das tensões de saída. Algumas considerações devem ser feitas:

•As chaves são consideradas ideais;

•As chaves do mesmo braço são controladas de maneira complementar;

•O espaço das tensões de saída é dividido em regiões, onde a seqüência de comutação

é escolhida a priori ;

•O vetor das tensões de referência é atualizado regularmente a uma freqüência fixa,

relacionada à freqüência de amostragem.

Para a implementação da modulação SV dos dois casos a seguir, são necessários os

passos a seguir:

1.Definição dos possíveis vetores de comutação;

2.Identificação dos planos de separação;

3.Identificação dos planos limite;

4.Determinação das matrizes de decomposição;
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5.Definição da seqüência de comutação;

6.Cálculo dos tempos de condução de cada chave;

7.Ajuste de timers e cálculo dos comparadores.

Além disso, é necessária a limitação da ação de controle para que o conversor opere

adequadamente, ou seja, para que ele consiga sintetizar a tensão de saída mais próxima

da desejada. Esta limitação é feita com base nos planos limite.

C.1 Modulação SV usando as tensões de fase no espaço
das tensões de saída

A proposta desta modulação é controlar a tensão média aplicada sobre a carga equili-

brada trifásica, na qual se deseja aplicar determinadas tensões de fase. A Figura 69 mostra

com detalhes o conversor e a carga. As chaves semicondutoras dos braços comutam de

forma complementar e, como número de braços é 3, o número de combinações diferentes

para comutação é 23 = 8.

Figura 69: Conversor PWM trifásico com carga em Y.

A Tabela 16 apresenta as possibilidades de condução ou bloqueio das chaves S1, S3 e

S5 e as respectivas tensões de linha e de fase na carga, já normalizados pelo barramento

CC (valores divididos por vcc). A partir das tensões vab e vbc e da relação:







vab

vbc

0







=







1 −1 0

0 1 −1

1 1 1













van

vbn

vcn







(C.1)
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Figura 70: Espaço das tensões de fase em abc.

pode-se, a partir da matriz inversa, obter as tensões de fase na carga da seguinte forma:







van

vbn

vcn







=
1

3







2 1 1

−1 1 1

−1 2 1













vab

vbc

0







(C.2)

As tensões de saída para cada um dos vetores de comutação no plano vab e vbc são

mostradas na Figura 70. Aplicando-se a transformação de Clark (transformação αβ)

apresentada no Anexo A e dada por:

[Tαβ0] =
2

3









1 −1

2
−1

2

0
√

3

2
−

√
3

2

1

2

1

2

1

2









(C.3)

tem-se as tensões de coordenadas αβ, como pode ser visto na Figura 71. Ainda nesta

figura, podem ser vistos os vetores de comutação, as respectivas posições das chaves e os

correspondentes vetores em coordenadas αβ.

A partir disto, deve-se então delimitar o espaço das tensões de saída em setores para

que se possa escolher um seqüência de comutação aplicando assim a tensão de fase re-

querida na carga. Em se tratando de coordenadas em duas dimensões (plano), o que

delimita os diferentes setores são retas, as quais passam pela origem.

Para cada um dos setores é escolhida uma seqüência de comutação de tal forma que
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Tabela 10: Tabela com os possíveis vetores de comutação (tensões de fase)

S1 S3 S5 v
′

ao v
′

bo v
′

co v
′

ab v
′

bc v
′

ca v
′

an v
′

bn v
′

cn vetor

0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 0 v0

0 0 1 0 0 1 0 -1 1 0 0 1 v5

0 1 0 0 1 0 -1 1 0 −1/3 2/3 −1/3 v3

0 1 1 0 1 1 -1 0 1 −1/3 2/3 2/3 v4

1 0 0 1 0 0 1 0 -1 1/3 −2/3 −2/3 v1

1 0 1 1 0 1 1 -1 0 1/3 −2/3 1/3 v6

1 1 0 1 1 0 0 1 -1 0 0 -1 v2

1 1 1 1 1 1 0 0 0 0 0 0 v7

Tabela 11: Vetores de comutação em coordenadas αβ

S1 S3 S5 v
′

ab v
′

bc vαl vβl vetor

0 0 0 0 0 0 0 v0

0 0 1 0 -1 −1/3 −
√

3/3 v5

0 1 0 -1 1 −1/3
√

3/3 v3

0 1 1 -1 0 −2/3 0 v4

1 0 0 1 0 2/3 0 v1

1 0 1 1 -1 1/3 −
√

3/3 v6

1 1 0 0 1 1/3
√

3/3 v2

1 1 1 0 0 0 0 v7

somente uma chave mude de estado por vez. A Tabela 17 apresenta a seqüência de

comutação escolhida para cada um dos seis setores.

Tabela 12: Tabela com a seqüência de comutação escolhida

Setor Seqüência de comutação

S1 v0v1v2v7v2v1v0

S2 v0v3v2v7v2v3v0

S3 v0v3v4v7v4v3v0

S4 v0v5v4v7v4v5v0

S5 v0v5v6v7v6v5v0

S6 v0v1v6v7v6v1v0

Como é possível ver na Tabela 18, a seqüência de comutação foi escolhida para se

obter um padrão PWM simétrico dentro de um período de comutação, o que facilita a

implementação digital.
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Figura 71: Espaço das tensões de fase em αβ.

Tabela 13: Padrão PWM em função do setor

Setor 1: Setor 2: Setor 3:

Setor 4: Setor 5: Setor 6:

A identificação dos setores é feita com base nas equações das retas de separação. As

equações das três retas de separação são as seguintes:

•Reta 1: −
√

3uα + uβ = 0

•Reta 2:
√

3uα + uβ = 0
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•Reta 3: uβ = 0

Identificados os setores e determinado o padrão PWM, o próximo passo é calcular o

tempo que cada chave deve permanecer conduzindo ou bloqueada. Para a implementação

das seqüências de comutação simétricas, é necessário inicialmente um timer e a compara-

ção destes com o conteúdo de comparadores. A partir do cálculo dos tempos de condução

de cada chave, do período de comutação e da freqüência de clock do timer é possível a

determinação do conteúdo dos comparadores.

Definido o vetor da ação de controle em coordenadas αβ e sabendo-se que esta deve

ser a tensão média sintetizada no período

uαβ =
1

Ts

[∫ t1

0

v1dt+

∫ t2

t1

v2dt+

∫ Ts

t2

v0dt

]

=
1

Ts

[

v1∆t1 + v2∆t2 + v0∆t0

] (C.4)

O que significa dizer que:

[

v1 v2 v0

1 1 1

]







∆t1

∆t2

∆t0







= Ts

[

uαβ

1

]−1

(C.5)







∆t1

∆t2

∆t0







= M1Ts

[

uαβ

1

]−1

(C.6)

onde a matriz M1 é mostrada na Tabela 19. As demais matrizes de decomposição são

obtidas de maneira semelhante e também são mostradas na Tabela 19. Assim, ficam

definidos os tempos de condução e bloqueio de cada chave.

Para o cálculo dos comparadores, usa-se a semelhança de triângulos mostrada na

Figura 76. Tem-se inicialmente que:

TPER

Ts/2
=
COMP1

∆t0/4
(C.7)

que resulta em:
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Tabela 14: Matrizes de decomposição para modulação das tensões de fase

Setor 1: Setor 2: Setor 3:

M1 =




v1 v2 v0

1 1 1





−1

M2 =




v3 v2 v0

1 1 1





−1

M3 =




v3 v4 v0

1 1 1





−1

Setor 4: Setor 5: Setor 6:

M4 =




v5 v4 v0

1 1 1





−1

M5 =




v5 v6 v0

1 1 1





−1

M6 =




v1 v6 v0

1 1 1





−1

COMP1 =
TPER

Ts

(

∆t0
2

)

(C.8)

Os comparadores restantes são calculados de maneira semelhante conforme as equiv-

alências de triângulos:

COMP2 =
TPER

Ts

(

∆t0
2

+ ∆t1

)

(C.9)

COMP3 =
TPER

Ts

(

∆t0
2

+ ∆t1 + ∆t2

)

(C.10)

Ainda, para que o conversor opere na região linear, é necessária a limitação da ação

de controle. Limitando-se a ação de controle por um círculo inscrito no hexágono da

Figura 71. O máximo valor da norma da ação de controle normalizada pelo barramento

CC não pode exceder o valor de
√

3/3.

[

uα

uβ

]

lim

=

[

uα

uβ

]

·
√

3

3
· 1

‖uαβ‖
(C.11)

Figura 72: Comparadores e timer para geração dos sinais de saída (tensões de fase).
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Tabela 15: Vetores de comutação em coordenadas αβ

S1 S3 S5 v
′

ab v
′

bc vαl vβl vetor

0 0 0 0 0 0 0 v0

0 0 1 0 -1 −1/3 −
√

3/3 v5

0 1 0 -1 1 −1/3
√

3/3 v3

0 1 1 -1 0 −2/3 0 v4

1 0 0 1 0 2/3 0 v1

1 0 1 1 -1 1/3 −
√

3/3 v6

1 1 0 0 1 1/3
√

3/3 v2

1 1 1 0 0 0 0 v7

C.2 Modulação SV usando as tensões de linha no es-
paço das tensões de saída

A proposta desta modulação é controlar a tensão média aplicada sobre a carga equi-

librada trifásica, na qual se deseja aplicar determinadas tensões de linha. A Figura 73

mostra com detalhes o conversor e a carga. As chaves semicondutoras dos braços comu-

tam de forma complementar e, como número de braços é 3, o número de combinações

diferentes para comutação é 23 = 8.

Figura 73: Conversor PWM trifásico com carga em ∆.

A Tabela 15 apresenta as possibilidades de condução ou bloqueio das chaves S1, S3

e S5 e as respectivas tensões de linha na carga, já normalizados pelo barramento CC

(valores divididos por vcc).

As tensões de saída para cada um dos vetores de comutação no plano vab e vbc são

mostradas na Figura 74. Aplicando-se a transformação de Clark (transformação αβ)
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Figura 74: Espaço das tensões de linha em abc.

Tabela 16: Vetores de comutação em coordenadas αβ

S1 S3 S5 v
′

ab v
′

bc vαl vβl vetor

0 0 0 0 0 0 0 v0

0 0 1 0 -1 −1/3 −
√

3/3 v5

0 1 0 -1 1 −1/3
√

3/3 v3

0 1 1 -1 0 −2/3 0 v4

1 0 0 1 0 2/3 0 v1

1 0 1 1 -1 1/3 −
√

3/3 v6

1 1 0 0 1 1/3
√

3/3 v2

1 1 1 0 0 0 0 v7

apresentada no Anexo A e dada por:

[Tαβ0] =
2

3









1 −1

2
−1

2

0
√

3

2
−

√
3

2

1

2

1

2

1

2









(C.12)

tem-se as tensões de coordenadas αβ, como pode ser visto na Figura 75. Ainda nesta

figura, podem ser vistos os vetores de comutação, as respectivas posições das chaves e os

correspondentes vetores em coordenadas αβ.

A partir disto, deve-se então delimitar o espaço das tensões de saída em setores para

que se possa escolher um seqüência de comutação aplicando assim a tensão de linha
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Figura 75: Espaço das tensões de linha em αβ.

requerida na carga. Em se tratando de coordenadas em duas dimensões (plano), o que

delimita os diferentes setores são retas, as quais passam pela origem.

Para cada um dos setores é escolhida uma seqüência de comutação de tal forma que

somente uma chave mude de estado por vez. A Tabela 17 apresenta a seqüência de

comutação escolhida para cada um dos seis setores.

Tabela 17: Tabela com a seqüência de comutação escolhida

Setor Seqüência de comutação

S1 v0v1v2v7v2v1v0

S2 v0v3v2v7v2v3v0

S3 v0v3v4v7v4v3v0

S4 v0v5v4v7v4v5v0

S5 v0v5v6v7v6v5v0

S6 v0v1v6v7v6v1v0

Como é possível ver na Tabela 18, a seqüência de comutação foi escolhida para se

obter um padrão PWM simétrico dentro de um período de comutação, o que facilita a

implementação digital.

A identificação dos setores é feita com base nas equações das retas de separação. As

equações das três retas de separação são as seguintes:
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Tabela 18: Padrão PWM em função do setor

Setor 1: Setor 2: Setor 3:

Setor 4: Setor 5: Setor 6:

•Reta 1: −
√

3uα + uβ = 0

•Reta 2:
√

3uα + uβ = 0

•Reta 3: uβ = 0

Identificados os setores e determinado o padrão PWM, o próximo passo é calcular o

tempo que cada chave deve permanecer conduzindo ou bloqueada. Para a implementação

das seqüências de comutação simétricas, é necessário inicialmente um timer e a compara-

ção destes com o conteúdo de comparadores. A partir do cálculo dos tempos de condução

de cada chave, do período de comutação e da freqüência de clock do timer é possível a

determinação do conteúdo dos comparadores.

Definido o vetor da ação de controle em coordenadas αβ e sabendo-se que esta deve

ser a tensão média sintetizada no período

uαβ =
1

Ts

[∫ t1

0

v1dt+

∫ t2

t1

v2dt+

∫ Ts

t2

v0dt

]

=
1

Ts

[

v1∆t1 + v2∆t2 + v0∆t0

] (C.13)

O que significa dizer que:



ANEXO C 236

[

v1 v2 v0

1 1 1

]







∆t1

∆t2

∆t0







= Ts

[

uαβ

1

]−1

(C.14)







∆t1

∆t2

∆t0







= M1Ts

[

uαβ

1

]−1

(C.15)

onde a matriz M1 é mostrada na Tabela 19. As demais matrizes de decomposição são

obtidas de maneira semelhante e também são mostradas na Tabela 19. Assim, ficam

definidos os tempos de condução e bloqueio de cada chave.

Tabela 19: Matrizes de decomposição para modulação das tensões de fase

Setor 1: Setor 2: Setor 3:

M1 =




v1 v2 v0

1 1 1





−1

M2 =




v3 v2 v0

1 1 1





−1

M3 =




v3 v4 v0

1 1 1





−1

Setor 4: Setor 5: Setor 6:

M4 =




v5 v4 v0

1 1 1





−1

M5 =




v5 v6 v0

1 1 1





−1

M6 =




v1 v6 v0

1 1 1





−1

Para o cálculo dos comparadores, usa-se a semelhança de triângulos mostrada na

Figura 76. Tem-se inicialmente que:

TPER

Ts/2
=
COMP1

∆t0/4
(C.16)

que resulta em:

COMP1 =
TPER

Ts

(

∆t0
2

)

(C.17)

Os comparadores restantes são calculados de maneira semelhante conforme as equiv-

alências de triângulos:

COMP2 =
TPER

Ts

(

∆t0
2

+ ∆t1

)

(C.18)
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Figura 76: Comparadores e timer para geração dos sinais de saída (tensões de fase).

COMP3 =
TPER

Ts

(

∆t0
2

+ ∆t1 + ∆t2

)

(C.19)

Ainda, para que o conversor opere na região linear, é necessária a limitação da ação

de controle. Limitando-se a ação de controle por um círculo inscrito no hexágono da

Figura 71. O máximo valor da norma da ação de controle normalizada pelo barramento

CC não pode exceder o valor de
√

3/3.

[

uα

uβ

]

lim

=

[

uα

uβ

]

·
√

3

3
· 1

‖uαβ‖
(C.20)


