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RESUMO

Esta Tese aborda a estimação de parâmetros de máquinas de indução pentafásicas.
Entre os principais objetivos e contribuições, destacam-se o estudo e desenvolvimento
de novos métodos de estimação de parâmetros de máquinas de indução pentafásicas que
utilizem ensaios simples e estimem tanto os parâmetros do circuito da onda fundamental
da indução no entreferro quanto os parâmetros do circuito da componente de terceiro
harmônico. O conhecimento acurado destes parâmetros é essencial para a implementação
de diversas estratégias de controle com imposição de correntes com conteúdo harmônico
para incremento da relação torque/corrente e para operação sob falta de fase.

Dentro deste contexto, são propostos três novos métodos para a estimação dos parâ-
metros de máquinas de indução pentafásicas. O primeiro método utiliza o conceito de
impedância instantânea modificada e exige ensaios de partida em vazio com medições
das tensões e correntes de fase do estator. Estes ensaios podem ser executados utilizando
tensões senoidais, sendo neste caso necessários dois ensaios para estimar os parâmetros
do circuito da onda fundamental da indução no entreferro e do circuito da componente
de terceiro harmônico, ou então utilizando tensões trapezoidais geradas por inversor de
frequência, possibilitando a estimação de todos os parâmetros com um único ensaio. O
segundo método proposto envolve a identificação dos coeficientes de funções de transfe-
rência definidas para a máquina de indução pentafásica a partir da resposta a um degrau de
tensão durante o qual o rotor permanece parado. A principal característica deste método
é a consideração do impacto da saturação magnética nas estimativas dos parâmetros, para
a qual é também apresentada uma análise com Elementos Finitos. Já o terceiro método
é baseado no modelo de regime permanente senoidal em operação desbalanceada usando
ensaios com o rotor parado, possuindo como principal característica a consideração do
impacto que a frequência das tensões e correntes induzidas no rotor tem nos parâmetros,
o que até o momento ainda não foi considerado por outros pesquisadores.

A validação experimental dos três métodos propostos envolveu a estimação dos parâ-
metros de dois protótipos de 4,5 kW e 5,5 kW, os quais foram utilizados em simulações do
modelo d− q para comparação das correntes simuladas com as correntes medidas em en-
saio, de forma a verificar indiretamente a acurácia dos métodos. Neste caso, observou-se
que os melhores resultados são obtidos com o método baseado na impedância instantânea
modificada; não obstante, bons resultados também foram obtidos com os demais méto-
dos. Por fim, como exemplo de aplicação dos parâmetros estimados, também foi imple-
mentado um controle vetorial para o protótipo de 4,5 kW e medidas do desempenho em
regime permanente deste protótipo foram determinadas. Ambos resultados comprovaram
novamente a validade e acurácia dos métodos propostos.

Palavras-chave: Máquina de indução pentafásica, estimação de parâmetros.



ABSTRACT

This Thesis addresses the estimation of the parameters of five-phase induction ma-
chines. The main objectives and contributions of this work are the development of new
methods to estimate the parameters of induction machines that require simple tests and
provide estimates of the parameters of both the fundamental and the third-harmonic com-
ponents of the airgap induction. An accurate knowledge of these parameters is essential
for the implementation of several control strategies with imposition of third-harmonic
currents to improve the torque/current ratio and to the operation under open-phase fault.

Therefore, three new methods are proposed to estimate of the parameters of five-
phase induction machines. The first method uses the concept of modified instantaneous
impedance and requires no-load startup tests with measurements of stator phase volt-
age and currents. These tests can be executed with sinusoidal voltages, with a separate
test being required to estimate the parameters of each harmonic component of the airgap
induction wave, or using trapezoidal voltages generated by a frequency inverter; in the
latter case, all parameters are estimated from a single test. The second method is based
on the identification of transfer functions derived for the five-phase induction machine
that describe the machine behavior during a voltage step during which the rotor remains
at standstill. The main characteristic of this method is that it includes the effects of the
iron saturation in the estimated parameters. In addition, for this method, a Finite Element
Analysis is presented to validate the proposed procedure. The third method consists of
estimating the parameters using an algorithm based on the sinusoidal steady-state model
for the unbalanced operation with the rotor at standstill. The most relevant characteristic
of this method is the consideration of the frequency of the induced voltage and currents
in the rotor cage on the estimated parameters, which has been up to now disregarded by
other researchers.

The three methods proposed here were experimentally validated based on results ob-
tained with two prototypes of 4.5 and 5.5 kW. Further, the accuracy of the methods was
indirectly confirmed from the simulation of the d − q model implemented with the esti-
mated parameters and the measured voltages as input, followed by a comparison between
measured and simulated currents. This comparison led to the conclusion that the most
adequate set of parameters were obtained with the method based on the modified instan-
taneous impedance; nevertheless, acceptable set of parameters can also be obtained by
using the other two methods. Finally, as application examples of the use of the estimated
parameters, the 4.5-kW prototype was tested while running under a vector control scheme
and its steady state characteristics were also determined. Both results proved once again
the validity and accuracy of the proposed methods.

Keywords: five-phase induction machine, parameter estimation.
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x Resistência do rotor do circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (ohm)

R̃r′
x,a Estimativa inicial da resistência do rotor do circuito de sequência x, com x ∈{1,3}

(ohm)

S Escorregamento relativo

Sn Escorregamento relativo nominal

SβW Coeficiente de sensibilidade da função W em relação ao parâmetro β

Spxi
Im{Zx}

Coeficiente de sensibilidade da parte imaginária da impedância de sequência x
em relação ao parâmetro pxi, com com x ∈{1,2}

Spxi
Re{Zx}

Coeficiente de sensibilidade da parte real da impedância de sequência x em rela-
ção ao parâmetro pxi, com com x ∈{1,2}

T e Torque eletromagnético total (N.m)

T ex Torque eletromagnético produzido pelo circuito de sequência x, com x ∈{1,3}
(N.m)

T fex Torque das perdas no ferro produzido pelo circuito de sequência x, com x ∈{1,3}
(N.m)

Tmx Torque mecânico produzido pelo circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (N.m)

T erp Torque eletromagnético total de regime permanente (N.m)

T ox Torque relativo às perdas em vazio, descontadas as perdas joule do estator, pro-
duzido pelo circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (N.m)

Tmec Torque relativo às perdas mecânicas (N.m)

t Tempo (segundo)

tr Tempo para atingir o regime permanente (segundo)



Vs Valor eficaz da tensão do estator (volt)

V
s

x Fasor da tensão do estator do circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (volt)

V 0 Fasor da tensão de sequência zero (volt)

V x Fasor da tensão da fase x do estator, x ∈{A,· · · ,E} (volt)

V
+

1 Fasor da tensão do estator de sequência positiva da primeira componente simé-
trica (volt)

V
−
1 Fasor da tensão do estator de sequência negativa da primeira componente simé-

trica (volt)

V
+

2 Fasor da tensão do estator de sequência positiva da segunda componente simé-
trica (volt)

V
−
2 Fasor da tensão do estator de sequência negativa da segunda componente simé-

trica (volt)

v Amplitude do degrau de tensão (volt)

vsx Tensão instantânea da fase x do estator, com x ∈{A,· · · ,E} (volt)

Vop Tensão em CC que produz o nível de saturação nominal (volt)

ṽsx Componente simétrica de valor instantâneo da tensão do estator da sequência x,
com x ∈{1,3} (volt)

vsdx Componente simétrica de valor instantâneo da tensão do estator de eixo d da
sequência x, com x ∈{1,3} (volt)

vsqx Componente simétrica de valor instantâneo da tensão do estator de eixo q da
sequência x, com x ∈{1,3} (volt)

Xm
x,a Estimativa inicial da reatância de magnetização do circuito de sequência x, com

x ∈{1,3} (ohm)

Xm
x Reatância de magnetização do circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (ohm)

Xδr′
x Reatância de dispersão do rotor do circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (ohm)

Xδs
x Reatância de dispersão do estator do circuito de sequência x, com x ∈{1,3}

(ohm)

z̃sx Impedância instantânea do circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (ohm)

z̃sxm Impedância instantânea medida do circuito de sequência x, com x ∈{1,3} (ohm)

Z
+

1 Impedância de sequência positiva da primeira componente simétrica de regime
permanente (ohm)

Z
−
1 Impedância de sequência negativa da primeira componente simétrica de regime

permanente (ohm)

Z
e

1 Impedância de sequência experimental da primeira componente simétrica de re-
gime permanente (ohm)

Z
+

2 Impedância de sequência positiva da segunda componente simétrica de regime
permanente (ohm)



Z
−
2 Impedância de sequência negativa da segunda componente simétrica de regime

permanente (ohm)

Z
e

2 Impedância de sequência experimental da segunda componente simétrica de re-
gime permanente (ohm)

ωs Velocidade angular síncrona (radianos elétricos por segundo)

ωm Velocidade angular do rotor (radianos por segundo)

ω Velocidade angular do rotor (radianos elétricos por segundo)

ωx Velocidade angular do rotor da sequência x, com x ∈{1,3} (radianos elétricos
por segundo)

ωrp Velocidade angular do rotor de regime permanente (radianos por segundo)

ψ̃r
′
x Componente simétrica de valor instantâneo do fluxo do rotor da sequência x,

com x ∈{1,3} (weber)

ψrd
′

x Componente simétrica de valor instantâneo do fluxo do rotor de eixo d da sequên-
cia x, com x ∈{1,3} (weber)

ψrq
′

x Componente simétrica de valor instantâneo do fluxo do rotor de eixo q da sequên-
cia x, com x ∈{1,3} (weber)

ψsx Fluxo instantâneo da fase x do estator, com x ∈{A,· · · ,E} (weber)

ψ̃sx Componente simétrica de valor instantâneo do fluxo do estator da sequência x,
com x ∈{1,3} (weber)

ψsdx Componente simétrica de valor instantâneo do fluxo do estator de eixo d da
sequência x, com x ∈{1,3} (weber)

ψsqx Componente simétrica de valor instantâneo do fluxo do estator de eixo q da
sequência x, com x ∈{1,3} (weber)

σx Coeficiente de dispersão do circuito de sequência x, com x ∈{1,3}

z̃sx Impedância instantânea modificada do circuito de sequência x, com x ∈{1,3}
(ohm)

z̃sxm Impedância instantânea modificada medida do circuito de sequência x, com x ∈{1,3}
(ohm)

Υx Função custo relacionando a impedância instantânea medida com a calculada do
circuito de sequência x, com x ∈{1,3}

Ix Função custo relacionando a impedância instantânea modificada medida com a
calculada do circuito de sequência x, com x ∈{1,3}
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1 INTRODUÇÃO

Neste capítulo, é apresentado inicialmente um panorama geral da Tese, a qual trata a
estimação de parâmetros de máquinas de indução pentafásicas, sendo salientada a relevân-
cia e importância deste tema. Na sequência, são apresentados os objetivos, a motivação e
as contribuições da Tese, os artigos publicados e submetidos ao longo do curso de Douto-
rado, a organização do trabalho e o estado da arte. Ao final do capítulo, é apresentada uma
análise sobre a importância e as dificuldades encontradas na estimação de parâmetros de
máquinas de indução pentafásicas.

1.1 Objetivos

O objetivo principal da Tese é o desenvolvimento de métodos de estimação de parâme-
tros de máquinas de indução pentafásicas através de ensaios simples e utilizando apenas
medições de tensões e correntes de fase. Estes parâmetros incluem o momento de inércia
do rotor, a constante de atrito do rotor e a constante de ventilação do rotor; a resistência
do estator, a indutância de magnetização, a indutância de dispersão do estator, a indutân-
cia de dispersão do rotor e a resistência do rotor relativas à componente de sequência 1,
as quais estão associadas à componente fundamental da onda de indução do entreferro;
a resistência do estator, a indutância de magnetização, a indutância de dispersão do es-
tator, a indutância de dispersão do rotor e a resistência do rotor relativas à componente
de sequência 3, as quais estão relacionadas ao terceiro harmônico da onda de indução do
entreferro.

Os objetivos específicos são:

• desenvolvimento de métodos de estimação que considerem o impacto de fenômenos
como o efeito pelicular e a saturação;

• desenvolvimento de métodos de estimação com potencial de utilização em sistemas
de autocomissionamento;

• validação dos métodos propostos através de simulações e ensaios envolvendo os
protótipos disponíveis no LASCAR (Laboratório de Sistemas de Controle, Auto-
mação e Robótica);

• comparação dos resultados obtidos através dos métodos desenvolvidos com parâ-
metros calculados a partir de dados de projeto de máquinas de indução.
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1.2 Motivação e Justificativa

Embora muito já tenha sido desenvolvido a respeito da estimação de parâmetros de
máquinas de indução trifásicas, quando o assunto é a estimação de parâmetros de máqui-
nas de indução multifásicas, há ainda muito espaço para novas pesquisas e trabalhos, o
que pode ser constatado pelas poucas publicações relevantes sobre este tópico. Assim, as
principais motivações e justificativas para o trabalho proposto aqui são:

• a quase total ausência de métodos que forneçam estimativas dos parâmetros mecâ-
nicos da máquina;

• a ausência de métodos que estimem os parâmetros dos circuitos equivalentes dos
componentes harmônicos de maior ordem de forma independente do circuito equi-
valente da onda fundamental. Enquanto parte considerável dos métodos disponí-
veis na literatura simplesmente ignora os efeitos destes componentes harmônicos
no desempenho da máquina, outra parte utiliza fatores que estabelecem razões típi-
cas entre os parâmetros dos circuitos equivalentes dos componentes harmônicos da
indução no entreferro, cuja validade foi comprovada experimentalmente em um nú-
mero reduzido de máquinas. Neste caso, muitas vezes ainda é necessário o conhe-
cimento de características construtivas da máquina e dados de projeto, informações
que nem sempre estão disponíveis;

• alguns métodos estendem às máquinas de indução multifásicas diversas simplifi-
cações adotadas na estimação de parâmetros de máquinas trifásicas, como a dis-
tribuição entre as indutâncias de dispersão do estator e do rotor utilizando fatores
estatísticos dados por normas técnicas e baseados na categoria da máquina. Traba-
lhos recentes mostram que este tipo de abordagem apresenta inúmeras limitações
quando aplicada aos componentes harmônicos de maior ordem de máquinas com
mais de três fases (CHE et al., 2017);

• a maioria dos métodos de estimação de parâmetros de máquinas com mais de três
fases (máquinas multifásicas) disponíveis na literatura envolvem testes pouco prá-
ticos de serem realizados, onde são necessárias mudanças nas conexões dos en-
rolamentos do estator, ensaios com rotor bloqueado e medição de velocidade. A
aplicabilidade prática destes métodos fica comprometida devido ao fato de que é
necessário um laboratório completo e os ensaios consomem muito tempo; em al-
guns casos, não é possível realizá-los se a máquina já estiver instalada;

• não existem até o momento métodos de estimação que considerem a variação dos
parâmetros da máquina de indução multifásica em decorrência de fenômenos como
o efeito pelicular e a saturação do material ferromagnético. Diversos trabalhos
publicados ao longo dos últimos anos provaram que estes fenômenos tem um alto
impacto nos parâmetros de máquinas de indução trifásicas, especialmente no caso
de máquinas de média e alta potência. Por outro lado, o efeito destes fenômenos
nos parâmetros de máquinas de indução multifásicas ainda não foi avaliado;

• existem poucos métodos de estimação de parâmetros de máquinas multifásicas com
potencial de utilização em sistemas de autocomissionamento. Uma das principais
aplicações onde é necessário o conhecimento acurado dos parâmetros de máqui-
nas de indução é na operação como motor em sistemas de controle vetorial por
campo orientado; portanto, um método de estimação dos parâmetros que funcione
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em conjunto com um sistema de acionamento tem uma ampla gama de aplicações
possíveis.

Desta forma, esta Tese visa desenvolver métodos de estimação de parâmetros de má-
quinas de indução multifásicas que explorem os aspectos anteriormente citados, de forma
a contribuir substancialmente com o estado da arte atual, com foco em máquinas de indu-
ção pentafásicas operando como motor. Tantos os testes como a validação experimental
do métodos propostos serão realizados no LASCAR utilizando os dois protótipos penta-
fásicos disponíveis, os quais possuem características diferentes nos enrolamentos assim
como uma relação diferente entre os diversos parâmetros construtivos.

1.3 Contribuições

Entre as contribuições desta Tese, destacam-se:

• desenvolvimento de métodos que estimam de forma independente os parâmetros
dos circuitos equivalentes da onda fundamental e da componente de terceiro harmô-
nico de espaço da indução no entreferro, sem a necessidade de utilização de sim-
plificações adotadas por métodos padronizados aplicados a máquinas trifásicas e
também sem a necessidade da utilização de fatores que estabeleçam razões típicas
entre os parâmetros dos diferentes componentes harmônicos;

• desenvolvimento de um novo conceito de impedância instantânea, nomeado impe-
dância instantânea modificada, utilizado em um dos métodos de estimação desen-
volvidos;

• estimação dos parâmetros associados ao terceiro harmônico da indução no entre-
ferro utilizando ensaios específicos que produzem apenas este componente na in-
dução;

• desenvolvimento de um método que considera o impacto da saturação magnética
nas estimativas das indutâncias da máquina de indução pentafásica;

• desenvolvimento de um método que considera o impacto do efeito pelicular nas
estimativas dos parâmetros do rotor da máquina de indução pentafásica;

• o desenvolvimento de métodos de estimação com potencial de utilização em siste-
mas de autocomissionamento, permitindo o ajuste automático dos parâmetros em
estratégias de controle por orientação de campo e operação sob falha, ampliando a
abrangência e a aplicabilidade prática do método.

1.4 Artigos Publicados

Nesta seção, são apresentados os artigos publicados com coautoria do autor desta Tese
ao longo do curso de Doutorado (agosto de 2017 a julho de 2021) que possuem relação
com o tema da Tese. Salienta-se também que ocorreram outras publicações e submissões
de artigos não relacionados à Tese com coautoria do autor da Tese.

Artigo 1: publicado no periódico Journal of Control, Automation and Electrical Sys-
tems (JCAES), apresentando um novo método de estimação de parâmetros de máquinas
de indução trifásicas onde é levada em conta a variação dos parâmetros devido ao efeito
pelicular.
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• Título: A New Method to Estimate Induction Machine Parameters from the No-
Load Startup Transient.

• Autores: Luís A. Pereira, Matheus Perin, Luís F. A. Pereira.

• Mês e ano: outubro de 2018.

• DOI: https://doi.org/10.1007/s40313-018-00425-y

• Classificação: Capes B1

Artigo 2: publicado no periódico ISA Transactions, tratando da estimação da perfor-
mance de máquinas de indução trifásicas operando como motor.

• Título: Performance Estimation of Three-Phase Induction Motors from No-load
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1.5 Organização do Trabalho

A Tese está organizada da maneira que segue. O Capítulo 1 apresenta os objetivos
do trabalho, o estado da arte e a motivação. No Capítulo 2, são apresentados e descri-
tos o modelo dinâmico da máquina de indução pentafásica e seus modelos em regime
permanente para operação balanceada e operação desbalanceada, os quais são essenciais
no desenvolvimento dos métodos de estimação propostos. Já o Capítulo 3 apresenta um
método de estimação de todos os parâmetros, elétricos e mecânicos, da máquina de in-
dução pentafásica, o qual é baseado no conceito de impedância instantânea modificada,
destacando-se como uma contribuição original da Tese. No Capítulo 4, é apresentado um
método de estimação baseado na resposta ao degrau da máquina de indução pentafásica
com o rotor em repouso. Este método é capaz de avaliar o efeito da saturação magnética
nas estimativas dos parâmetros da máquina de indução pentafásica, destacando-se como
outra contribuição original da Tese. O Capítulo 5 apresenta outro método de estimação
baseado nos modelos de regime permanente em operação desbalanceada com o rotor em
repouso, cuja principal característica é a possibilidade de estimar a variação dos parâme-
tros em função da frequência das tensões e correntes induzidas no rotor. Este método
também se constitui em uma contribuição original da Tese. No Capítulo 6, são apre-
sentados resultados de aplicações típicas do uso de parâmetros de máquinas de indução,
tais como controle vetorial por campo orientado e estimação de performance. Por fim, o
Capítulo 7 apresenta a conclusão da Tese e sugestões para trabalhos futuros.

1.6 Estado da Arte

Nos dias atuais, máquinas de indução trifásicas com rotor em gaiola de esquilo são lar-
gamente utilizadas como motor devido a inúmeros fatores. Destacam-se o melhor custo-
benefício em comparação às alternativas disponíveis, tais como máquinas a imãs perma-
nentes, e a facilidade construtiva, a qual tem um grande impacto nos custos de fabricação.
A ausência de contatos nos enrolamentos do rotor torna a máquina de indução bastante
robusta, diminuindo o risco de danos por faiscamento e aumentando consideravelmente a
sua vida útil. Todos estes fatores também impactam nos custos de manutenção, que jun-
tamente à boa relação entre tamanho e potência, tornam o motor de indução com rotor em
gaiola de esquilo a máquina elétrica mais utilizada em aplicações industriais. Nas últimas
décadas, os avanços na tecnologia de semicondutores possibilitaram o desenvolvimento
de chaves eletrônicas com grande capacidade de potência e elevadas frequências de cha-
veamento, assim como dispositivos digitais com alta velocidade de processamento. Estes
avanços, por sua vez, possibilitaram o acionamento de motores de indução utilizando in-
versores de frequência, aumentando a quantidade de aplicações nas quais esta máquina
pode ser utilizada e tornando possível o desenvolvimento de técnicas de controle de alto
desempenho. Ao se retirar a limitação de acionamento direto através da rede elétrica tri-
fásica, também se tornou possível utilizar conversores estáticos para o acionamento de
máquinas de indução com mais de três fases, aumentando ainda mais a robustez, con-
fiabilidade e a quantidade de aplicações onde se utilizam estas máquinas. No presente
documento, máquinas com mais de três fases serão chamados de máquinas multifásicas.

Independente da quantidade de fases que compõem o enrolamento do estator, aplica-
ções de alto desempenho e alta exigência necessitam da utilização de modelos matemáti-
cos sofisticados que representem corretamente o comportamento dinâmico da máquina de
indução. Dentre estas aplicações, destaca-se o controle vetorial para controle de veloci-
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dade e torque. O desempenho satisfatório nesta aplicação está fortemente ligado ao grau
de acurácia com que os modelos utilizados representam o comportamento da máquina,
que por sua vez depende da acurácia dos parâmetros destes modelos. Quase sempre,
a obtenção de valores exatos destes parâmetros não é uma tarefa simples, pois envolve
ensaios e experimentos que necessitam de instrumentação e acionamento adequados.

Os métodos clássicos de estimação de parâmetros de máquinas de indução trifási-
cas, descritos por manuais e normas técnicas, como por exemplo o IEEE Std 112 (IEEE,
2018), não fornecem valores adequados dos parâmetros para todas as faixas de operação
da máquina. Também nem sempre é possível ou prático aplicá-los, pois envolvem tes-
tes que não podem ser facilmente realizados se a máquina já estiver instalada. No caso
de máquinas de maior potência, muitas vezes sequer é possível aplicar estes testes, pois
envolvem bloqueio do rotor e correntes muito elevadas. Por outro lado, fenômenos que
impactam nos valores reais dos parâmetros, como a saturação magnética e o efeito peli-
cular, são considerados de forma apenas aproximada por estes métodos clássicos, que são
realizados para determinação dos parâmetros em apenas um ponto de operação, sendo sua
validade questionável nos demais pontos.

Segundo Monjo, Corceles e Pedra (2013), o efeito da saturação na reatância de dis-
persão do estator altera consideravelmente as curvas de torque e corrente da máquina de
indução. Já o efeito pelicular, consequência da variação da distribuição da densidade de
corrente nas barras do rotor em função da frequência, é mais evidente logo após a partida
da máquina de indução. Nesta situação, a corrente se concentra na superfície das barras
do rotor, acarretando numa resistência efetiva maior. Conforme a frequência das correntes
induzidas no rotor vai diminuindo, a corrente se distribui mais uniformemente por toda a
barra, diminuindo assim a resistência. Do ponto de vista da estimação de parâmetros da
máquina de indução, a principal consequência do efeito pelicular é a variação dos parâme-
tros do rotor com a frequência das tensões e correntes induzidas no rotor. Em máquinas
de média e alta potência esta variação é normalmente maior do que em máquinas de baixa
potência devido às dimensões do rotor: no caso dos máquinas de média e alta potência, a
altura das barras normalmente é maior. Entretanto, se a máquina possuir rotor de barras
profundas, a influência do efeito pelicular pode ser significativa também em máquinas de
baixa potência.

Diversos métodos de modelagem do efeito pelicular foram propostos, como por exem-
plo em (BELAHCEN; ARKKIO, 2008), onde é utilizado um coeficiente de correção da
resistência do rotor, ou em (CIPIN; PATOCKA, 2013), onde a modelagem é realizada
utilizando-se funções de transferência. Destes trabalhos, pode-se facilmente concluir que
não é possível obter um modelo adequado para todas as faixas de operação da máquina de
indução sem considerar, de alguma forma, a variação dos parâmetros decorrente destes
fenômenos. Mesmo no caso de máquinas de baixa potência, onde o impacto do efeito
pelicular é baixo e o modelo com parâmetros constantes consegue representar bem o
comportamento dinâmico da máquina, trabalhos recentes mostram que resultados ainda
melhores podem ser obtidos ao se considerar a variação dos parâmetros (PERIN, 2017;
PEREIRA; PERIN; PEREIRA, 2018; PEREIRA et al., 2019).

Uma forma de se considerar implicitamente o efeito pelicular no comportamento da
máquina de indução é através do uso de modelos com gaiola dupla ou tripla ao invés
do modelo com gaiola simples, mais comumente utilizado. Diferente do caso da máquina
com rotor em gaiola simples, na máquina com rotor em gaiola dupla há dois enrolamentos
no rotor, aumentando a complexidade e quantidade de parâmetros do modelo. Segundo
(PEDRA; CANDELA; SAINZ, 2009), modelos de gaiola dupla da máquina de indução
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representam melhor, especialmente na partida, o comportamento da máquina operando
como motor em comparação com os modelos com rotor em gaiola simples. Os resultados
obtidos pelos autores mostram que através dos parâmetros fornecidos pelo fabricante não
é possível estimar o torque de partida correto utilizando o modelo da máquina com rotor
em gaiola simples.

Devido à necessidade da determinação dos parâmetros de máquinas de indução e às
limitações dos métodos de estimação padronizados, ao longo das últimas décadas foram
propostos inúmeros métodos alternativos para estimação de parâmetros de máquinas de
indução trifásicas, objetivando maior simplicidade nos ensaios envolvidos e maior acurá-
cia nos valores dos parâmetros. Entre os métodos offline para estimação de parâmetros
de máquinas trifásicas que não consideram variação dos parâmetros incluem-se os méto-
dos propostos em (CIRRINCIONE et al., 2003; HUYNH; DUNNIGAN; FINNEY, 2010;
STEPHAN; BODSON; CHIASSON, 1994; PEREIRA et al., 2017b), onde são apresenta-
dos algoritmos baseados no método dos mínimos quadrados em conjunto com o modelo
dinâmico da máquina de indução com gaiola simples. O principal inconveniente destes
métodos é a necessidade de se obter as derivadas de segunda ordem das medições de cor-
rente do estator. Devido ao processo de aquisição de dados (sinais), as correntes e tensões
contêm um determinado nível de ruído, o qual é amplificado quando as derivadas de or-
dens superiores são determinadas numericamente, impactando de forma negativa no erro
dos parâmetros estimados.

Os problemas associados ao ruído podem ser amenizados utilizando-se métodos ba-
seados na impedância, onde normalmente não há necessidade de derivadas das medições
de ordem maior que a primeira, minimizando o efeito da presença de ruído. Entre os
autores que usam métodos offline de estimação de parâmetros de máquinas de indução
utilizando a impedância do estator, destacam-se (LIN et al., 2010; KOJOOYAN-JAFARI
et al., 2014), os quais estimam os parâmetros do modelo de regime permanente com ro-
tor em gaiola simples. Em (MONJO et al., 2015; KOJOOYAN-JAFARI et al., 2015), a
impedância do estator é utilizada para determinar os parâmetros do modelo com rotor
em gaiola dupla, aumentando a complexidade dos métodos devido à maior quantidade
de parâmetros a serem estimados. Outra abordagem utilizada para a estimação de parâ-
metros do modelo com rotor em gaiola dupla, baseada apenas em dados de catálogo de
fabricantes, foi apresentada em (PEDRA; CORCOLES, 2004).

Recentemente, métodos offline baseados no conceito de impedância instantânea tem
se destacado, principalmente devido à simplicidade dos ensaios envolvidos, considerando
apenas a partida em vazio com medição das tensões e correntes do estator (RENGIFO
et al., 2012, 2015; BENZAQUEN et al., 2017; PEREIRA et al., 2017a; PERIN, 2017;
PEREIRA; PERIN; PEREIRA, 2018). Neste caso, o modelo dinâmico da máquina em
termos de fasores de espaço (space vectors) é utilizado para a obtenção da expressão da
impedância entre os terminais do estator. São utilizadas apenas as tensões e correntes do
estator medidas durante a partida em vazio com tensão nominal, tendo como grande van-
tagem não necessitar da medição da velocidade do eixo do rotor, a qual é estimada a partir
das medições. Em (PEREIRA; PERIN; PEREIRA, 2018) é apresentado um método onde
é considerada a variação dos parâmetros com a velocidade do rotor, atribuída principal-
mente ao efeito pelicular. O método foi aplicado em 11 máquinas com potência variando
de 5,5 kW a 75 kW, tendo sido demonstrado que mesmo no caso de máquinas de baixa
potência, a consideração da variação dos parâmetros no modelo leva a resultados mais
acurados. Em (PEREIRA et al., 2019), os resultados de estimação obtidos com o método
proposto em (PEREIRA; PERIN; PEREIRA, 2018) foram utilizados para estimar curvas
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e características típicas de motores de indução trifásicos, tais como torque de partida,
torque máximo, corrente de partida, rendimento e fator de potência. Resultados expe-
rimentais envolvendo 229 máquinas com potência entre 22 kW e 90 kW demonstraram
que o método é capaz de determinar com boa acurácia as curvas de desempenho de re-
gime permanente da máquina de indução trifásica operando como motor, apresentando-se
como um potencial substituto de ensaios de laboratório utilizados na determinação destas
curvas.

Em relação aos métodos online de estimação de parâmetros de máquinas de indu-
ção trifásicas, destaca-se (GRANTHAM; MCKINNON, 2003), onde um método de esti-
mação dos parâmetros do modelo de gaiola simples é proposto, sendo assumido que os
mesmos variam devido a fenômenos como a saturação e o efeito pelicular. Um inconve-
niente é a necessidade de ensaios adicionais prévios para levantamento da impedância da
máquina operando como motor em diversos pontos de operação.

A respeito da estimação de parâmetros de máquinas de indução multifásicas, a quan-
tidade limitada de trabalhos publicados revela que existem ainda diversos aspectos não
explorados a serem estudados, havendo portanto grande potencial para novas pesquisas
nesta área. Nos últimos anos, graças aos avanços em eletrônica de potência e nos disposi-
tivos de acionamento, ocorreu um grande aumento no interesse por máquinas de indução
com mais de três fases, conforme pode ser verificado pela quantidade de pesquisas e traba-
lhos publicados. O grande interesse neste tipo de máquina surgiu principalmente devido
a possibilidade de se obter melhores características em comparação com máquinas trifá-
sicas, tais como maior tolerância a falhas, menor pulsação de torque, maior rendimento e
maior densidade de torque (LEVI, 2008; LEVI et al., 2007; BARRERO; DURAN, 2016;
DURAN; BARRERO, 2016). Ao se aumentar o número de fases, a potência por fase da
máquina diminui, uma vez que a potência da máquina é distribuída em mais fases. Desta
forma, diminuem também as especificações de potência das chaves semicondutoras que
compõem o dispositivo de acionamento, otimizando custos e espaço. Já a maior tole-
rância a falhas as torna mais adequadas em aplicações onde é exigido um alto grau de
confiabilidade e performance, como em aplicações em sistemas de propulsão naval (LIU;
WU; HAO, 2018), terrestre (IFFOUZAR et al., 2017) e aeroespacial (BOJOI et al., 2016).

Embora a minimização dos efeitos de falha de uma fase em máquinas trifásicas seja
um tópico já abordado há bastante tempo (BROECK; WYK, 1984; LIU; FU; LIPO, 1991)
e que continua motivando estudos e pesquisas (TOUSIZADEH et al., 2018), usualmente
a operação sob falha exige modificações na topologia do acionamento e nas conexões
dos enrolamentos, procedimentos que podem ser inviáveis em boa parte das aplicações.
Mesmo nos casos onde estas técnicas possam ser utilizadas, observam-se importantes
reduções na capacidade de potência e torque e também no rendimento das máquinas tri-
fásicas. Nos demais casos onde não é possível realizar estas alterações na topologia do
acionamento, a elevação nas correntes das demais fases e a pulsação excessiva de torque
diminuem drasticamente o desempenho e a vida útil da máquina, recomendando-se o seu
desligamento. Para máquinas multifásicas, a falta de uma ou mais fases pode ser contor-
nada utilizando-se estratégias de controle adequadas (GUZMAN et al., 2014; TANI et al.,
2012; HAFEZ et al., 2011; GONZÁLEZ-PRIETO et al., 2018), evitando a necessidade
de desligamento e substituição imediata da máquina. Diferente de máquinas trifásicas,
máquinas multifásicas com enrolamentos distribuídos conseguem inclusive partir com
falta de mais de uma fase, desde que a quantidade de fases faltantes não seja maior que
m− 3, sendo m o número total de fases da máquina (LEVI, 2008). Evidentemente, estas
estratégias de controle exigem a utilização de modelos matemáticos de elevada comple-
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xidade e um número relativamente maior de parâmetros a serem determinados, ficando o
desempenho destas técnicas fortemente ligado à acurácia dos valores dos parâmetros.

A grande diferença das máquinas de indução multifásicas em relação às trifásicas, que
em grande parte justifica e motiva a sua utilização, é a possibilidade de imposição de com-
ponentes harmônicos de ordem superior à fundamental na indução do entreferro. Além do
aumento do número de graus de liberdade da máquina, o aumento do número de fases per-
mite a produção de uma onda de indução aproximadamente retangular, aumentando o grau
de utilização do material ferromagnético ao possibilitar o aumento da amplitude da com-
ponente fundamental da indução e, desta forma, produzindo mais torque (BARRERO;
DURAN, 2016; ABDEL-KHALIK; MASOUD; WILLIAMS, 2012; ABDEL-KHALIK
et al., 2012; SCHARLAU et al., 2008). Por outro lado, a imposição destes componen-
tes harmônicos de ordem superior requer a determinação dos parâmetros e dos circuitos
equivalentes relativos a cada uma destas componentes harmônicas (SINGH, 2002; LEVI
et al., 2007; LEVI, 2008; BARRERO; DURAN, 2016). Quando os enrolamentos do es-
tator são simetricamente distribuídos e ligados em estrela sem neutro, estes circuitos são
desacoplados e produzem torque de forma independente (LEVI et al., 2007). A quanti-
dade de componentes harmônicos que usualmente são impostos na indução do entreferro
depende do número de fases da máquina. No caso de máquinas com número m ímpar
de fases e enrolamentos simetricamente distribuídos, é possível impor (m− 1)/2 com-
ponentes harmônicos ímpares, sendo a ordem do maior componente harmônico dado por
m− 2 (LEVI et al., 2007; LEVI, 2008). Assim, observa-se que em máquinas trifásicas,
onde m = 3, é possível a imposição de apenas um componente harmônico na onda de
indução do entreferro, correspondente ao componente fundamental. Já no caso de máqui-
nas de indução pentafásicas (m = 5), é possível impor também o componente de terceiro
harmônico além da onda fundamental da indução no entreferro, existindo portanto dois
circuitos equivalentes desacoplados que modelam a máquina (PEREIRA et al., 2004a,b,
2006). Desta forma, observa-se que em relação à máquina de indução trifásica, há um
aumento significativo na quantidade de parâmetros a serem estimados, cuja determinação
exata é crucial no desempenho de técnicas de controle vetorial por campo orientado e de
controle na operação sob falha (MARTÍN et al., 2017).

Embora a determinação de parâmetros de máquinas pentafásicas possa ser realizada
através de dados construtivos de projeto da máquina, tais como características físicas
dos enrolamentos, dimensões e quantidade de barras do rotor (PEREIRA et al., 2004a,b,
2006), estas informações nem sempre estão disponíveis. Mesmo quando há acesso a es-
tes dados, imprecisões na montagem e no processo de fabricação da máquina alteram
algumas destas características de projeto, impactando nos valores reais dos parâmetros.
Desta maneira, se faz necessário o desenvolvimento de novos métodos que envolvam me-
dições diretas e indiretas para a obtenção de valores acurados dos parâmetros do modelo
da máquina.

A estimação de parâmetros de máquinas de indução pentafásicas já foi objeto de al-
gumas publicações, entre as quais destacam-se (RIVEROS et al., 2011a,b, 2015; YEPES
et al., 2012; RIVEROS et al., 2012; CHE et al., 2013). O princípio dos métodos propos-
tos nestes trabalhos consiste na utilização de conexões específicas dos enrolamentos do
estator para que nenhum torque seja produzido, mesmo quando há tensões aplicadas aos
terminais do máquina. Neste caso, a velocidade é nula e ocorre a simplificação do modelo
do máquina, tornando a estimação dos parâmetros igualmente mais simples. Ressalta-se
que este tipo de procedimento não é igual ao ensaio de rotor bloqueado convencional
pois não há produção de torque, embora a velocidade do rotor seja zero em ambos os



28

casos. Uma limitação importante destes métodos é que apenas estimativas dos parâme-
tros relativos ao circuito da onda fundamental da indução no entreferro são obtidas. Os
autores assumem que não há acoplamento entre o estator e o rotor do circuito relativo ao
terceiro harmônico da indução no entreferro, não havendo portanto produção de torque
por esta componente harmônica, sendo uma hipótese válida apenas quando a máquina
é alimentada com tensões pentafásicas senoidais equilibradas. Esta simplificação res-
tringe de forma substancial a utilização prática dos parâmetros estimados através destes
métodos. Estratégias de controle com imposição de terceiro harmônico na indução do
entreferro e operação sob falha necessitam de conhecimento dos parâmetros do circuito
do terceiro harmônico, já que seu efeito no comportamento da máquina não pode ser
negligenciado. Estes trabalhos também não abordam a estimação dos parâmetros mecâni-
cos da máquina, cujo conhecimento é imprescindível na determinação do comportamento
dinâmico da máquina operando como motor e da carga a ela conectada. Outro aspecto
importante que deve ser ressaltado em todos estes métodos é a inconveniência de realizar
as conexões específicas dos enrolamentos do estator para que não ocorra produção de tor-
que. Este procedimento torna o processo de estimação trabalhoso e demorado, na prática
inviabilizando a utilização em máquinas já instaladas, além de não haver possibilidade de
utilização em sistemas de acionamento com autocomissionamento.

Mais recentemente, um método que trata da estimação de todos os parâmetros elétri-
cos de máquinas de indução pentafásicas foi apresentado em (ABDEL-KHALIK et al.,
2014). Baseado no procedimento descrito em (YEPES et al., 2012), alterações introduzi-
das pelos autores permitem a determinação dos parâmetros não apenas do circuito relativo
à onda fundamental da indução no entreferro, mas também daqueles relativos ao circuito
do terceiro harmônico. Neste caso, os parâmetros do circuito de terceiro harmônico são
determinados através de razões típicas que os relacionam com os parâmetros do circuito
da componente fundamental da indução, que por sua vez foram obtidas através de dados
de projeto da máquina e de resultados de simulação utilizando o Método dos Elementos
Finitos. Este aspecto constitui-se em uma limitação importante no método proposto, pois
a validade destas razões típicas foi verificada experimentalmente apenas com uma má-
quina de 1,5 HP, tornando incerta a extensão das análises e resultados a outras máquinas.

Em (SAAD et al., 2019), é apresentado um algoritmo online para estimação dos pa-
râmetros de máquinas de indução pentafásicas operando sob falta de uma fase. Embora
o objetivo geral do trabalho seja a investigação de uma nova técnica de controle em ope-
ração sob falha, os autores propõe um procedimento para determinação dos parâmetros
principais da máquina, uma vez que o desempenho da estratégia de controle é fortemente
dependente da acurácia do modelo. Os resultados mostram o grande potencial da uti-
lização do método proposto em aplicações industriais; entretanto, a falta de resultados
experimentais coloca em dúvida a sua aplicabilidade. O fato de não serem fornecidas
estimativas dos parâmetros do modelo do terceiro harmônico e dos parâmetros mecânicos
também se apresentam como limitações importantes.

Considerando máquinas com mais de cinco fases, em (MENGONI et al., 2012) é
apresentado um método para estimação da resistência do estator e da indutância mútua
de máquinas de indução que atendam a dois requisitos: número ímpar de fases e estator
com uma ranhura por polo e fase. Se estas condições são satisfeitas, segundo os auto-
res, é possível provar que as indutâncias de dispersão do estator de todos os circuitos
relativos aos componentes harmônicos ímpares são iguais. Entretanto, a necessidade de
realizar ensaios com rotor bloqueado e utilização de fatores empíricos para separação das
indutâncias de dispersão do rotor e do estator, usualmente utilizados na determinação de
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parâmetros de máquinas trifásicas, se apresentam como limitações importantes.
Em (GAUTAM et al., 2012; LIU et al., 2014), são apresentados métodos para a es-

timação de parâmetros de máquinas de indução com nove fases baseados nos métodos
padronizados para estimação de parâmetros de máquinas trifásicas. Os resultados ex-
perimentais mostram que este tipo de abordagem não é apropriada para a estimação de
parâmetros de máquinas multifásicas, sendo necessário o desenvolvimento de novos mé-
todos.

Já em (CHE et al., 2017), é realizado um estudo sobre a aplicabilidade dos métodos
padronizados de estimação de parâmetros de máquinas trifásicas em máquinas multifási-
cas. Utilizando como estudo de caso uma máquina de indução de seis fases assimétrica,
os autores concluem que ensaios padronizados não são suficientes para determinar to-
dos os parâmetros, sendo necessários ensaios adicionais. Outro resultado importante é a
comprovação de que a separação entre as indutâncias de dispersão do estator e do rotor
utilizada pelos métodos padronizados não é válida para todos os componentes harmônicos
da indução no entreferro.

Mais recentemente, um método de estimação de parâmetros de máquinas de indução
multifásicas baseado em Análise de Elementos Finitos foi proposto em (WANG et al.,
2020). Este método fornece estimativas de todos os parâmetros elétricos relativos a com-
ponentes harmônicos da indução que produzem torque útil, sendo validado experimen-
talmente em uma máquina de indução com sete fases e 3,6 kW. Embora bons resultados
de controle vetorial tenham sido apresentados, a principal limitação de métodos baseados
em Análise de Elementos Finitos é a necessidade de conhecimento detalhado do projeto
da máquina, informação usualmente não disponível, tornando este método pouco útil à
maioria dos usuários de máquinas de indução.

1.7 Importância e Desafios da Estimação de Parâmetros de Máqui-
nas de Indução Pentafásicas

Com base na seção anterior, nota-se que a estimação de parâmetros de máquinas de
indução é um assunto há muito tempo estudado, havendo um número grande de métodos
já desenvolvidos para este fim, especialmente no caso de máquinas trifásicas. Este tópico
foi e continua sendo alvo de pesquisa por diversos motivos, destacando-se:

• aplicações de alto desempenho que utilizam controle vetorial por orientação de
campo, onde é necessário o conhecimento dos parâmetros da máquina de indução
para correto ajuste dos estimadores e controladores; quanto menor for a acurácia
dos parâmetros, pior será o desempenho nestas aplicações;

• os modelos utilizados em diversas simulações de máquinas de indução são baseados
nestes parâmetros, portanto a fidelidade da simulação ao comportamento real da
máquina é diretamente ligado à acurácia dos parâmetros. Embora seja possível
realizar simulações através do Método dos Elementos Finitos, esta abordagem é
demorada e demanda conhecimento de todos os dados de projeto da máquina, desta
forma restringindo a sua aplicação de forma mais abrangente;

• o desempenho da máquina pode ser estimado a partir de circuitos equivalentes,
os quais dependem dos parâmetros; quanto maior for a acurácia dos mesmos, mais
próxima da realidade estará a estimação do desempenho da máquina, economizando
o tempo e recursos que seriam gastos com equipamentos de medição e ensaios;
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• em máquinas multifásicas operando sob falha, surgem componentes harmônicos na
indução do entreferro que devem ser considerados na análise do comportamento da
máquina nesta condição. O efeito destes componentes harmônicos usualmente é
modelado por circuitos equivalentes, aos quais também estão associados conjuntos
de parâmetros que precisam ser estimados.

Entretanto, a estimação de parâmetros de máquinas de indução não é uma tarefa sim-
ples, apresentando diversos desafios e dificuldades que precisam ser superadas para que os
parâmetros sejam corretamente determinados. Entre as principais dificuldades, merecem
destaque:

• o único parâmetro que pode ser diretamente medido é a resistência do estator. Os
demais parâmetros somente podem ser determinados de forma indireta, exigindo a
realização de ensaios e determinação de diversas grandezas físicas;

• apenas medições de tensões e correntes do estator, além da velocidade do rotor,
podem ser realizadas com facilidade. Grandezas como o fluxo magnético das partes
ferromagnéticas só podem ser diretamente medidas se a máquina foi projetada e
construída para esta finalidade contendo sensores no seu interior, o que não é a
realidade da maioria das máquinas de indução. No caso mais geral, é extremamente
difícil medir diretamente as demais grandezas que permitem estimar diretamente os
parâmetros, tais como o fluxo de dispersão;

• máquinas de indução podem operar em diversos pontos distintos, os quais não ne-
cessariamente possuem a mesma frequência nem apresentam o mesmo nível de
saturação das partes ferromagnéticas. Estes dois aspectos possuem uma grande in-
fluência no valor dos parâmetros da máquina, uma vez que a mesma é modelada
através de indutâncias, as quais dependem do fluxo magnético e são, portanto, di-
retamente impactadas pelo nível de saturação, e por resistências, cujos valores são
diretamente influenciados pelas densidades de corrente nos condutores, as quais
podem não ser uniformes devido ao efeito pelicular;

• é difícil encontrar um único conjunto de parâmetros que seja adequado para todos
os pontos de operação da máquina de indução. Os parâmetros que modelam bem o
regime permanente podem não ser adequados para modelar a partida da máquina,
a operação em baixas velocidades ou a operação sob falta de uma ou mais fases,
entre outras condições de operação possíveis;

• no caso de máquinas de indução multifásicas, cada componente harmônico da indu-
ção no entreferro possui um modelo e um conjunto de parâmetros associado. Desta
forma, quanto mais fases a máquina possuir, mais componentes harmônicos existi-
rão, e mais parâmetros deverão ser determinados, consequentemente aumentando a
complexidade da estimação e dos ensaios necessários.

Assim, verifica-se que há diversas lacunas e aspectos importantes ainda não aprofun-
dados à respeito da estimação de parâmetros de máquinas de indução pentafásicas, parte
dos quais pretende-se preencher e explorar nesta Tese.



31

2 FUNDAMENTAÇÃO TEÓRICA

Neste capítulo é apresentado o modelo dinâmico da máquina de indução pentafásica
em termos de Componentes Simétricas de Valor Instantâneo (CSVI), assim como o mo-
delo equivalente de regime permanente senoidal em operação balanceada e em operação
desbalanceada. Estes modelos são a base dos métodos de estimação propostos nesta Tese.
Conforme comprovado por diversos autores, o terceiro harmônico de espaço na indu-
ção do entreferro permite aumentar o torque produzido pela componente fundamental,
devendo portanto ser levado em consideração no modelo da máquina (LEVI, 2008; BAR-
RERO; DURAN, 2016; DURAN; BARRERO, 2016). Através do uso de CSVI, pode-se
definir um circuito equivalente independente para cada um destes componentes harmôni-
cos. De forma a simplificar o texto, a partir deste ponto, o circuito equivalente correspon-
dente à onda fundamental da indução no entreferro será chamado de circuito fundamental
e o circuito equivalente correspondente ao componente de terceiro harmônico da indu-
ção no entreferro será chamado de circuito de terceiro harmônico. Os modelos destes
circuitos equivalentes são essenciais para a obtenção das expressões que serão utilizadas
nos próximos capítulos para a estimação da velocidade e dos parâmetros da máquina de
indução pentafásica.

2.1 Modelo Dinâmico da Máquina de Indução Pentafásica em CSVI

A obtenção detalhada do modelo dinâmico da máquina de indução pentafásica em
termos de componentes simétricas de valor instantâneo (CSVI) pode ser encontrada em
(PEREIRA et al., 2006), onde é assumido que os enrolamentos do estator são conectados
em estrela sem neutro. A representação por CSVI corresponde à representação conhecida
na literatura em inglês como space vectors, também podendo ser decomposta em termos
de variáveis d − q. A representação das grandezas em CSVI é obtida das grandezas de
fase através da transformação matricial complexa apresentada na sequência, válida para
as grandezas do estator (WHITE; WOODSON, 1968; PEREIRA et al., 2006).

ỹ0
ỹ1
ỹ2
...

ỹm−1

 =
1√
m
·


1 1 1 · · · 1
1 a a2 · · · a(m−1)

1 a2 a4 · · · a2·(m−1)

...
... . . . ...

...
1 a(m−1) a2·(m−1) · · · a(m−1)·(m−1)

 ·

yA
yB
yC
...
ym

 (1)

Na expressão anterior,m é o número de fases do estator; a = ej
2π
m ; yA · · · ym represen-

tam as grandezas de fase do estator; ỹ0 · · · ỹm−1 representam as Componentes Simétricas
de Valor Instantâneo do estator, cuja decomposição em termos de variáveis d-q é realizada
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da seguinte forma:

ỹx = ydx + jyqx. (2)

Para as grandezas do rotor, a transformação matricial complexa para a obtenção das
Componentes Simétricas de Valor Instantâneo é dada no que segue.


w̃0

w̃1

w̃2
...

w̃N−1

 =
1√
N
·


1 1 1 · · · 1
1 b b2 · · · b(N−1)

1 b2 b4 · · · b2·(N−1)

...
... . . . ...

...
1 b(N−1) b2·(N−1) · · · b(N−1)·(N−1)

 ·

wA
wB
wC

...
wN

 (3)

Em (3), N é o número de fases do rotor; b = ej
2π
N ; wA · · ·wN representam as gran-

dezas de fase do rotor; w̃0 · · · w̃N−1 representam as componentes simétricas de valor ins-
tantâneo do rotor, cuja decomposição em termos de variáveis d-q é realizada de forma
semelhante às CSVI do estator.

De acordo com as transformação dada por (1), as componentes de sequência ỹ1 e ỹ4
contêm as grandezas e parâmetros relacionados à componente fundamental da indução no
entreferro, enquanto as componentes de sequência ỹ2 e ỹ3 contêm as grandezas e parâme-
tros relacionados à componente de terceiro harmônico da indução no entreferro. Adici-
onalmente, por questão de simetria, a componente de sequência 1 é igual à de sequência
4 conjugada; de forma semelhante, a componente de sequência 2 e 3 são complexas con-
jugadas. Além disto, considerando que a soma das correntes é nula devido à conexão
dos enrolamentos do estator em estrela sem condutor de neutro, a componente de sequên-
cia zero também pode ser desprezada. Desta forma, apenas a primeira componente de
sequência é necessária para a obtenção do modelo do circuito fundamental e apenas a
terceira componente de sequência é necessária para a obtenção do circuito de terceiro
harmônico (PEREIRA et al., 2006).

Portanto, o circuito fundamental, representado em um sistema de coordenadas fixo
no estator com as grandezas e parâmetros do rotor refletidos ao estator, é descrito pelo
conjunto de equações da componente de sequência 1 abaixo.

ṽs1 = R̃s · ĩs1 + pψ̃s1 (4)

0 = R̃r′

1 · ĩr
′

1 + pψ̃r
′

1 − jω · ψ̃r
′

1 (5)

ψ̃s1 = L̃s1 · ĩs1 + Lm1 · ĩr
′

1 (6)

ψ̃r
′

1 = L̃r
′

1 · ĩr
′

1 + Lm1 · ĩs1 (7)

T e1 = 2 · P · Im
(̃
is1 · ψ̃s1

∗)
(8)

O circuito de terceiro harmônico também é descrito em um sistema de coordenadas
fixo no estator e com os parâmetros e grandezas do rotor refletidos ao estator. Assim, o seu
modelo representado pelo conjunto de equações da componente de sequência 3 conforme
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segue.

ṽs3 = R̃s · ĩs3 + pψ̃s3 (9)

0 = R̃r′

3 · ĩr3 + pψ̃r
′

3 − j3 · ω · ψ̃r
′

3 (10)

ψ̃s3 = L̃s3 · ĩs3 + Lm3 · ĩr
′

3 (11)

ψ̃r
′

3 = L̃r
′

3 · ĩr
′

3 + Lm3 · ĩs3 (12)

T e3 = 6 · P · Im
(̃
is3 · ψ̃s3

∗)
(13)

Nas expressões anteriores, os subíndices "1" e "3" se referem aos componentes de
sequência 1 e 3, respectivamente; os símbolos p, (·)∗ e Im(·) representam, respectiva-
mente, a derivada no tempo, o complexo conjugado da variável e a parte imaginária da
variável; ṽsx é a tensão do estator; ψ̃sx e ψ̃r′x representam o fluxo do estator e do rotor; ĩsx
e ĩr′x são as correntes do estator e do rotor; R̃s e R̃r′

x são as resistências do estator e do
rotor; L̃sx é a indutância do estator, L̃r′x é a indutância do rotor e Lmx é a indutância de mag-
netização; P é o número de pares de polos; ω é a velocidade angular elétrica, dada por
ω = P · ωm, onde ωm é a velocidade mecânica. O torque eletromagnético é representado
por T 1

e e T 3
e .

Como as grandezas e parâmetros do rotor foram refletidas ao estator, pode-se reescre-
ver as indutâncias do estator e do rotor em termos da indutância de magnetização e das
indutâncias de dispersão conforme segue.

L̃s1 = Lm1 + Lδs1 (14)

L̃r
′

1 = Lm1 + Lδr
′

1 (15)

L̃s3 = Lm3 + Lδs3 (16)

L̃r
′

3 = Lm3 + Lδr
′

3 (17)

Nas expressões anteriores, Lδsx é a indutância de dispersão do estator e Lδr′x é a indu-
tância de dispersão do rotor refletida ao estator.

Conforme explicado anteriormente, as equações (4)-(13) podem ser decompostas em
termos de variáveis d− q conforme descrito por (2). Assim, o modelo do circuito funda-
mental, apresentado nas Figuras 2a e 2b, pode ser reescrito conforme segue.

vsd1 = R̃s · isd1 + pψsd1 (18)

vsq1 = R̃s · isq1 + pψsq1 (19)

0 = R̃r′

1 · ird
′

1 + pψrd
′

1 + ω · ψrq
′

1 (20)

0 = R̃r′

1 · i
rq′

1 + pψrq
′

1 − ω · ψrd
′

1 (21)

ψsd1 = L̃s1 · isd1 + Lm1 · ird
′

1 (22)

ψsq1 = L̃s1 · i
sq
1 + Lm1 · i

rq′

1 (23)

ψrd
′

1 = L̃r
′

1 · ird
′

1 + Lm1 · isd1 (24)

ψrq
′

1 = L̃r
′

1 · i
rq′

1 + Lm1 · i
sq
1 (25)

T e1 = 2 · P ·
(
ψsd1 · i

sq
1 − ψ

sq
1 · isd1

)
(26)
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Figura 1 – Circuitos equivalentes nas coordenadas d e q do circuito fundamental.

(a) Eixo d

(b) Eixo q

Fonte: o autor (2021).

A decomposição em variáveis d − q do circuito de terceiro harmônico resulta nos
circuitos mostrados nas Figuras 3a e 3b, descritos pelo seguinte conjunto de equações.

vsd3 = R̃s · isd3 + pψsd3 (27)

vsq3 = R̃s · isq3 + pψsq3 (28)

0 = R̃r′

3 · ird
′

3 + pψrd
′

3 + 3 · ω · ψrq
′

3 (29)

0 = R̃r′

3 · i
rq′

3 + pψrq
′

3 − 3 · ω · ψrd′3 (30)

ψsd3 = L̃s3 · isd3 + Lm3 · ird
′

3 (31)

ψsq3 = L̃s3 · i
sq
3 + Lm3 · i

rq′

3 (32)

ψrd
′

3 = L̃r
′

3 · ird
′

3 + Lm3 · isd3 (33)

ψrq
′

3 = L̃r
′

3 · i
rq′

3 + Lm3 · i
sq
3 (34)

T e3 = 6 · P ·
(
ψsd3 · i

sq
3 − ψ

sq
3 · isd3

)
(35)

As obtenção das componentes d-q das grandezas presentes em (18)-(35) é realizada a
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Figura 2 – Circuitos equivalentes nas coordenadas d e q do circuito de terceiro harmônico.

(a) Eixo d

(b) Eixo q

Fonte: o autor (2021).

partir de (1) e (2), conforme segue.

yd1 =
2√
5
·
[
yA + cos

(
2π

5

)
· (yB + yE) + cos

(
4π

5

)
· (yC + yD)

]
(36)

yq1 =
2√
5
·
[
sen

(
2π

5

)
· (yB − yE) + sen

(
4π

5

)
· (yC − yD)

]
(37)

yd3 =
2√
5
·
[
yA + cos

(
4π

5

)
· (yB + yE) + cos

(
2π

5

)
· (yC + yD)

]
(38)

yq3 =
2√
5
·
[
sen

(
4π

5

)
· (yB − yE) + sen

(
2π

5

)
· (yC − yD)

]
(39)

O modelo dinâmico descrito por CSVI é válido para qualquer regime de operação da
máquina de indução pentafásica e para qualquer forma de onda de tensão aplicada aos
terminais do estator. A única restrição é que os enrolamentos do estator devem estar co-
nectados em estrela sem neutro, dado que a componente de sequência zero está sendo
desprezada. Analisando as equações (4)-(13), nota-se que não há acoplamento magné-
tico entre os circuitos fundamental e de terceiro harmônico; desta forma, ambos podem
ser analisados independentemente. Assim, pode-se excitar os circuitos fundamental e de
terceiro harmônico juntos ou separadamente, dependendo da forma de onda das tensões
aplicadas. Nos Capítulos 3 e 4, são descritos dois métodos de estimação dos parâme-
tros da máquina de indução pentafásica baseados no modelo dinâmico apresentado nesta
seção.
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2.2 Modelo da Máquina de Indução Pentafásica em Regime Perma-
nente Senoidal

Nesta seção, são apresentados os modelos da máquina de indução pentafásica em
regime permanente senoidal para operação balanceada e desbalanceada. Uma vez que
estes modelos são válidos apenas no regime permanente com a máquina sendo alimentada
por tensões senoidais, os mesmos são expressos em termos de fasores e impedâncias de
regime permanente, tornando sua complexidade menor em relação ao modelo dinâmico
apresentado na seção anterior. Especialmente durante a operação desbalanceada, pode-
se utilizar o modelo de regime permanente senoidal para estimar todos os parâmetros da
máquina utilizando um único ensaio, conforme descrito com detalhes no Capítulo 5.

2.2.1 Operação Equilibrada

O modelo de regime permanente senoidal da máquina de indução pentafásica é obtido
a partir do modelo dinâmico em termos de componentes d-q e apresentado na subse-
ção anterior. Assim como no caso do modelo dinâmico, em regime permanente senoidal
equilibrado haverá um modelo de regime permanente para cada componente harmônico
de espaço da indução no entreferro, representado por impedâncias e fasores (SCHARLAU
et al., 2008). O circuito equivalente da componente fundamental, com as grandezas e pa-
râmetros do rotor refletidos ao estator, é apresentado na Figura 3 e descrito pelo conjunto
de equações que segue.

V
s

1 = R̃s · Is1 + jXδs
1 · I

s

1 + jXm
1

(
I
s

1 + I
r′

1

)
(40)

0 =
R̃r′

1

S
· Ir

′

1 + jXδr′

1 · I
r′

1 + jXm
1

(
I
s

1 + I
r′

1

)
(41)

A Figura 4 apresenta o circuito equivalente da componente de terceiro harmônico com
as grandezas e parâmetros do rotor refletidos ao estator, o qual é descrito pelas equações

Figura 3 – Circuito de regime permanente senoidal da componente fundamental da indu-
ção no entreferro.

Fonte: o autor (2021).
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Figura 4 – Circuito de regime permanente senoidal da componente de terceiro harmônico
da indução no entreferro.

Fonte: o autor (2019).

que seguem.

V
s

3 = R̃s · Is3 + jXδs
3 · I

s

3 + jXm
3

(
I
s

3 + I
r′

3

)
(42)

0 =
R̃r′

3

S
· Ir

′

3 + jXδr′

3 · I
r′

3 + jXm
3

(
I
s

3 + I
r′

3

)
(43)

Nas expressões anteriores, V
s

x é o fasor da tensão do estator da sequência x; I
s

x é
o fasor da corrente do estator da sequência x e I

r′

x é o fasor da corrente do rotor da
sequência x refletido ao estator; Xδs

x é a reatância de dispersão do estator da sequência
x, dada por Xδs

x = jωsx · Lδsx ; Xδr′
x é a reatância de dispersão do rotor da sequência x,

dada por Xδr′
x = jωsx · Lδr

′
x ; Xm

x é a reatância de magnetização da sequência x, dada por
Xm
x = jωsx · Lmx ; ωsx é a velocidade angular síncrona da sequência x, dado por ωsx = x · ωs;

S é o escorregamento relativo, dado por S =
ωs − ω
ωs

, onde ωs é a velocidade angular

síncrona.

2.2.2 Operação Desbalanceada

O modelo de regime permanente senoidal descrito pelas equações (40)-(43) é válido
apenas na operação equilibrada da máquina de indução pentafásica, não podendo ser uti-
lizado em situações onde a máquina opera com tensões desequilibradas ou sob falta de
uma ou mais fases, por exemplo. Quando ocorre este tipo de situação, utiliza-se o modelo
de regime permanente senoidal para operação desbalanceada baseado na representação
por Componentes Simétricas de Regime Permanente (CSRP), cuja obtenção é descrita
em (PEREIRA et al., 2015a,b). Nos modelos apresentados nestes artigos, as tensões de
fase do estator são senoides contendo apenas a onda fundamental, porém desbalancea-
das. As CSRP das tensões são obtidas dos fasores das tensões de fase a partir da seguinte
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transformação matricial:
V 0

V
+

1

V
+

2

V
−
2

V
−
1

 =
1

5
·


1 1 1 1 1
1 a a2 a3 a4

1 a2 a4 a6 a8

1 a3 a6 a9 a12

1 a4 a8 a12 a16

 ·

V A

V B

V C

V D

V E

 (44)

Em (44), a = ej
2π
5 ; V A · · ·V E representam as tensões de fase do estator; V 0 é o fasor

da tensão de sequência zero do estator; V
+

1 é o fasor da tensão do estator de sequência
positiva da primeira componente simétrica; V

+

2 é o fasor da tensão do estator de sequência
positiva da segunda componente simétrica; V

−
1 é o fasor da tensão do estator de sequên-

cia negativa da primeira componente simétrica; e V
−
2 é o fasor da tensão do estator de

sequência negativa da segunda componente simétrica.
Desta forma, desprezando a componente de sequência zero, a máquina de indução

pentafásica em regime permanente senoidal com operação desbalanceada pode ser repre-
sentado por quatro circuitos equivalentes, um para cada sequência (positiva ou negativa)
de cada componente simétrica, conforme mostrado nas Figuras 6a, 6b, 7a e 7b. Cada um
destes circuito é descrito por duas equações, resultando no conjunto mostrado abaixo.

V
+

1 = R̃s · I+1 + jXδs
1 · I

+

1 + jXm
1 ·
(
I
+

1 + I
r+

1

)
(45)

0 =
R̃r′

1

S
· Ir+1 + jXδr′

1 · I
r+

1 + jXm
1 ·
(
I
+

1 + I
r+

1

)
(46)

V
−
1 = R̃s · I−1 + jXδs

1 · I
−
1 + jXm

1 ·
(
I
−
1 + I

r−
1

)
(47)

0 =
R̃r′

1

2− S
· Ir−1 + jXδr′

1 · I
r−
1 + jXm

1 ·
(
I
−
1 + I

r−
1

)
(48)

V
+

2 = R̃s · I+2 + jXδs
3 · I

+

2 + jXm
3 ·
(
I
+

2 + I
r+

2

)
(49)

0 =
R̃r′

3

4− 3S
· Ir+2 + jXδr′

3 · I
r+

2 + jXm
3 ·
(
I
+

2 + I
r+

2

)
(50)

V
−
2 = R̃s · I−2 + jXδs

3 · I
−
2 + jXm

3 ·
(
I
−
2 + I

r−
2

)
(51)

0 =
R̃r′

3

3S − 2
· Ir−2 + jXδr′

3 · I
r−
2 + jXm

3 ·
(
I
−
2 + I

r−
2

)
(52)

Nas equações anteriores, I
+

1 é o fasor da corrente do estator de sequência positiva da
primeira componente simétrica e I

−
1 é o fasor da corrente do estator de sequência nega-

tiva da primeira componente simétrica;, I
+

2 representa o fasor da corrente do estator de
sequência positiva da segunda componente simétrica, enquanto I

−
2 representa o fasor da

corrente do estator de sequência negativa da segunda componente simétrica; I
r+

1 repre-
senta o fasor da corrente do rotor de sequência positiva da primeira componente simétrica
e I

r−
1 representa o fasor da corrente do rotor de sequência negativa da primeira com-

ponente simétrica; I
r+

2 é o fasor da corrente do rotor de sequência positiva da segunda
componente simétrica, enquanto I

r−
2 é o fasor da corrente do rotor de sequência negativa

da segunda componente simétrica.
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Figura 5 – Circuitos equivalentes da primeira componente simétrica.

(a) Sequência positiva

(b) Sequência negativa

Fonte: o autor (2021).

Figura 6 – Circuitos equivalentes da segunda componente simétrica.

(a) Sequência positiva

(b) Sequência negativa

Fonte: o autor (2021).

Pode-se notar que os circuitos da primeira componente simétrica de sequência positiva
e negativa, mostrados nas Figuras 6a e 6b e representados por (45)-(48), possuem apenas
parâmetros relativos ao circuito fundamental. Já os circuitos da segunda componente



40

simétrica de sequência positiva e negativa, apresentados nas Figuras 7a e 7b e descri-
tos em (49)-(52) possuem apenas parâmetros relativos ao circuito de terceiro harmônico.
Desta forma, nota-se que mesmo que não haja imposição de um componente de terceiro
harmônico nas tensões aplicadas aos terminais do estator, o circuito de terceiro harmônico
também é excitado durante a operação desbalanceada. Esta característica é explorada no
método de estimação apresentado no Capítulo 5.

Na sequência, são apresentados os métodos de estimação propostos e desenvolvidos
nesta Tese, os quais são baseados nos modelos da máquina de indução pentafásica apre-
sentados neste capítulo, incluindo uma discussão sobre aspectos importantes de cada mé-
todo e validação experimental dos mesmos.
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3 ESTIMAÇÃO DE PARÂMETROS BASEADA NA IMPE-
DÂNCIA INSTANTÂNEA MODIFICADA

Neste capítulo, é apresentado novo um método de estimação dos parâmetros da má-
quina de indução pentafásica que consiste na adaptação e extensão do método previamente
desenvolvido e testado para a estimação de parâmetros de máquinas trifásicas, baseado no
conceito de impedância instantânea e descrito em (BENZAQUEN et al., 2017; PEREIRA
et al., 2017a; PERIN, 2017; PEREIRA; PERIN; PEREIRA, 2018; PEREIRA et al., 2019).
Uma das principais vantagens do método proposto aqui é que ele requer apenas medições
das tensões e correntes de fase durante a partida em vazio da máquina operando como mo-
tor, além do conhecimento prévio da resistência do estator. As principais alterações entre
o método proposto para estimação de parâmetros de máquinas pentafásicas e o método
desenvolvido para estimação de parâmetros de máquinas trifásicas são (i) a estimação de
forma independente das indutâncias de dispersão do estator e do rotor, sem utilização do
fator de distribuição das dispersões; e (ii) a utilização do conceito de impedância instan-
tânea modificada proposto nesta Tese.

De forma a comprovar a acurácia do método proposto, assim como avaliar a utili-
zação da impedância instantânea modificada, resultados de simulação e experimentais
envolvendo dois protótipos de 4,5 kW e 5,5 kW são apresentados e comparados ao final
do capítulo.

Deve-se destacar que o método descrito neste capítulo originou um artigo intitulado
A Method to Estimate Parameters of Five-phase Induction Machines Including the Third-
Harmonic Airgap Field, o qual foi publicado no periódico Control Engineering Practice.

3.1 Impedância Instantânea

O conceito de impedância geralmente está relacionado a circuitos elétricos em regime
permanente senoidal, onde as tensões e correntes são representadas por fasores, que por
sua vez representam grandezas com variação senoidal no tempo. Neste contexto, a im-
pedância representa a relação entre o fasor da tensão e o fasor da corrente associados a
dois terminais do circuito. Uma vez que a tensão e a corrente são números complexos, a
impedância também é representada por um número complexo, possuindo uma parte real
R relativa à resistência, e uma parte imaginária X relativa à reatância. No contexto de
máquinas elétricas, a impedância é utilizada em modelos de regime permanente, com as
tensões e correntes senoidais envolvidas representadas na forma fasorial.

Entretanto, quando se utilizam modelos dinâmicos de máquinas, onde a presença de
transitórios nas grandezas elétricas não permite suas representações na forma de fasores,
pode-se definir a impedância instantânea de maneira análoga à impedância de regime per-
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manente. No caso da máquina de indução pentafásica, cujo modelo dinâmico é descrito
por equações que contém grandezas representadas por CSVI, a impedância instantânea
da sequência x vista dos terminais do estator é definida como a razão entre a componente
simétrica de valor instantâneo da tensão do estator e a componente simétrica de valor
instantâneo da corrente do estator:

z̃sx =
ṽsx

ĩsx
.

Desta forma, a impedância instantânea é uma função complexa do tempo, possuindo
uma função no tempo para a parte real e outra para a parte imaginária.

A impedância instantânea vista dos terminais do estator da máquina de indução pen-
tafásica considerando cada circuito equivalente é obtida a partir do modelo dinâmico des-
crito em CSVI, representado por (4)-(8) no caso do circuito fundamental, e por (9)-(13)
no caso do circuito de terceiro harmônico. De forma a tornar a representação mais com-
pacta, o modelo da máquina de indução pentafásica será reescrito com o subíndice x para
representar cada componente de sequência, bastando substituir x ∈ {1, 3} para obter as
equações do circuito fundamental (x = 1) e do circuito de terceiro harmônico (x = 3).
Para a velocidade do rotor, tem-se que ωx = x · ω.

ṽsx = R̃s · ĩsx + pψ̃sx (53)

0 = R̃r′

x · ĩr
′

x + pψ̃r
′

x − jωx · ψ̃r
′

x (54)

ψ̃sx = L̃sx · ĩsx + Lmx · ĩr
′

x (55)

ψ̃r
′

x = L̃r
′

x · ĩr
′

x + Lmx · ĩsx (56)

T ex = 2 · x · P · Im
(̃
isx · ψ̃sx

∗)
. (57)

Isolando a corrente do rotor em (55), obtém-se

ĩr
′

x =
ψ̃sx
Lmx
− L̃sx
Lmx
· ĩsx. (58)

Substituindo (58) em (56), a seguinte expressão é obtida:

ψ̃r
′

x =
L̃r

′
x

Lmx
· ψ̃sx +

(
Lmx −

L̃r
′
x · L̃sx
Lmx

)
· ĩsx (59)

Definindo o coeficiente de dispersão σx = 1 − Lmx
2

L̃sx · L̃r
′
x

e inserindo (58) e (59) em

(54), obtém-se a seguinte expressão:

0 =

(
R̃r′
x

L̃r′x
− jωx

)
· ψ̃sx +

(
L̃sx

L̃r′x
· R̃r′

x − jωx · σx · L̃sx

)
· ĩsx

+ pψ̃sx − σx · L̃sx · p̃isx. (60)

Por fim, a expressão da impedância instantânea vista dos terminais do estator é obtida
a partir da inserção de (53) em (60) e dividindo-se os dois lados do resultado por ĩsx.

z̃sx =
ṽsx

ĩsx
= R̃s + R̃r′

x ·
L̃sx

L̃r′x
+ σx · L̃sx ·

(
p̃isx

ĩsx
− jωx

)
−

(
R̃r′
x

L̃r′x
− jωx

)
· ψ̃

s
x

ĩsx
(61)
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Observa-se em (61) que a expressão da impedância instantânea vista dos terminais do
estator depende apenas de grandezas do estator, da velocidade e dos parâmetros do mo-
delo da máquina. Uma vez que a resistência, tensões e correntes do estator são medidas, é
necessário determinar p̃isx, ψ̃sx e ω para que seja possível utilizar (61) para estimar os parâ-
metros da máquina de indução pentafásica. Na Subseção 3.4.3 é descrita a determinação
destas grandezas a partir das medições, assim como são fornecidas informações sobre
os filtros utilizados, sendo também detalhada a estimação dos parâmetros mecânicos da
máquina.

3.2 Estimação dos Parâmetros Elétricos

Uma vez conhecidas todas as grandezas presentes em (61), pode-se proceder com a
estimação dos parâmetros elétricos da máquina pentafásica. A indutância do estator L̃sx
é obtida do circuito equivalente de regime permanente em vazio, mostrado na Figura 7,
obtido assumindo que s ∼= 0.

L̃sx =

√(
V s
x

Isx

)2

− R̃s
2

ωsx
(62)

Na última expressão, V s
x é o valor eficaz da tensão do estator da componente de

sequência x, enquanto Isx corresponde ao valor eficaz da corrente do estator da compo-
nente de sequência x.

Utilizando (14)-(17), é possível expressar a indutância do rotor como

L̃r
′

x = L̃sx − Lδsx + Lδr
′

x . (63)

A partir desta última expressão, pode-se obter uma expressão para a impedância ins-
tantânea contendo apenas os parâmetros que serão efetivamente estimados. Assim, (61) é

Figura 7 – Circuito equivalente de regime permanente senoidal em vazio.

Fonte: o autor (2020).
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reescrita em termos das variáveis d-q conforme segue.

z̃sx = R̃s + R̃r′

x ·
L̃sx

L̃sx − Lδsx + Lδr′x

+ σx · L̃sx ·


disdx
dt

+ j
disqx
dt

isdx + jisqx
− jωx


−

(
R̃r′
x

L̃sx − Lδsx + Lδr′x

− jωx

)
·
(
ψsdx + jψsqx
isdx + jisqx

)
(64)

De forma semelhante, pode-se reescrever σx a partir de (14)-(17) da seguinte maneira:

σx = 1−

(
L̃sx − Lδsx

)2
L̃sx ·

(
L̃sx − Lδsx + Lδr′x

) . (65)

A estimação de Lδsx , Lδr′x e R̃r′
x é realizada através da minimização de uma função

custo que relaciona a impedância instantânea medida z̃sxm com a impedância instantânea
calculada a partir dos parâmetros e das grandezas, definida em (64). A função custo
que relaciona z̃sxm e z̃sx foi adaptada de (RENGIFO et al., 2012), onde foi definida uma
função custo relacionando as impedâncias instantâneas medida e calculada de máquinas
de indução trifásicas. Esta função custo é denominada de Υx e definida conforme segue.

Υx =
1

n
·

n∑
k=1

[
z̃sxm(k)− z̃sx(k)

z̃sxm(k)

]
·
[
z̃sxm(k)− z̃sx(k)

z̃sxm(k)

]∗
(66)

Após a estimação de L̃sx do circuito de regime permanente em vazio através de (62) e
de Lδsx , Lδr′x e R̃r′

x através da minimização de (66), Lmx é estimado de L̃sx = Lmx + Lδsx , e
L̃rx é estimado de L̃rx = Lmx + Lδrx .

Pode-se realizar a minimização de (66) através de diversos métodos; em (PERIN,
2017; PEREIRA et al., 2017a; PEREIRA; PERIN; PEREIRA, 2018; PEREIRA et al.,
2019), a minimização da função custo definida para estimar os parâmetros de máquinas
de indução trifásicas foi realizada utilizando um algoritmo de busca exaustiva.

3.3 Impedância Instantânea Modificada

Uma das limitações do método descrito na seção anterior é a necessidade de estimação
da derivada temporal da corrente do estator, a qual deve ser realizada numericamente.
Por se tratar de uma medição, a corrente do estator é contaminada por ruído, que acaba
sendo amplificado quando se realiza a estimação da derivada da corrente. Embora este
problema possa ser resolvido em parte através da filtragem das medições, este processo
também acaba introduzindo efeitos indesejados, tais como distorções e atrasos de fase
das grandezas medidas, que por sua vez também são amplificados e propagados quando é
realizada a diferenciação numérica das mesmas.

Desta forma, propõe-se uma expressão alternativa para a impedância instantânea, a
qual será denominada de impedância instantânea modificada. De acordo com a expressão
proposta para esta impedância, não há necessidade de determinar derivadas das grandezas
medidas, minimizando o impacto de ruído e efeitos indesejáveis introduzidos pela filtra-
gem. A impedância instantânea modificada proposta nesta Tese é obtida de forma similar
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àquela utilizada para a obtenção da impedância instantânea, descrita na Seção 3.1, sendo
contudo utilizada a integral das grandezas medidas. Desta forma, efetuando a integração
de (53) e (60), obtém-se:

ψ̃sx =

ˆ t

0

ṽsxdτ − R̃s ·
ˆ t

0

ĩsxdτ (67)

0 =
R̃r′
x

L̃r′x
·
ˆ t

0

ψ̃sxdτ −
ˆ t

0

jωx · ψ̃sxdτ + ψ̃sx +
L̃sx

L̃r′x
· R̃r′

x ·
ˆ t

0

ĩsxdτ

− σx · L̃sx ·
(̃
isx +

ˆ t

0

jωx · ĩsxdτ
)
. (68)

Substituindo (67) em (68) e dividindo o resultado por
´ t
0
ĩsxdτ , obtém-se a expressão

da impedância instantânea modificada z̃s, apresentada na sequência.

z̃sx =

´ t
0
ṽsxdτ´ t

0
ĩsxdτ

= R̃s + R̃r′

x ·
L̃sx

L̃r′x
+ σx · L̃sx ·

(
ĩsx´ t

0
ĩsxdτ

−
´ t
0
jωx · ĩsxdτ´ t
0
ĩsxdτ

)

− R̃r′
x

L̃r′x
·
´ t
0
ψ̃sxdτ´ t

0
ĩsxdτ

+

´ t
0
jωx · ψ̃sxdt´ t
0
ĩsxdτ

(69)

Analisando (69), observa-se que não há mais a derivada temporal de nenhuma gran-
deza, porém surgiram termos correspondentes a integral de algumas grandezas, tais como´ t
0
ĩsxdτ ,

´ t
0
jω · ĩsxdτ ,

´ t
0
ψ̃sxdτ e

´ t
0
jωx · ψ̃sxdτ . Embora haja a necessidade de integra-

ção numérica destas grandezas, esta operação não amplifica o ruído, ajudando inclusive a
atenuá-lo, aumentando a confiabilidade e estabilidade do algoritmo de estimação. Nesta
Tese, estas integrais foram obtidas utilizando o método dos trapézios dada a facilidade de
implementação e baixo erro com o período de amostragem utilizado nos ensaios.

3.3.1 Estimação dos Parâmetros Elétricos

A estimação dos parâmetros é realizada de forma semelhante ao método baseado na
impedância instantânea apresentado na seção anterior. A indutância do estator é estimada
de (62), enquanto os demais parâmetros são estimados a partir da minimização de uma
função custo que relaciona a impedância instantânea modificada medida e a impedân-
cia instantânea modificada calculada a partir dos parâmetros e das grandezas medidas e
estimadas.

Para tanto, deve-se reescrever (69) em termos das variáveis d− q e levando em consi-
deração (14)-(17), conforme apresentado na sequência.

z̃sx = R̃s + R̃r′

x ·
L̃sx

L̃sx − Lδsx + Lδr′x

− R̃r′
x

L̃sx − Lδsx + Lδr′x

·
´ t
0
ψ̃sxdτ´ t

0
ĩsxdτ

+ σx · L̃sx ·

[
isdx + jisqx´ t

0
(isdx + jisqx ) dτ

−
´ t
0
jω ·

(
isdx + jisqx

)
dτ´ t

0
(isdx + jisqx ) dτ

]

+

´ t
0
jω ·

(
ψsdx + jψsqx

)
dτ´ t

0
(isdx + jisqx ) dτ

(70)

A função custo que relaciona as impedâncias instantâneas modificadas é dada por:

Isx =
1

n
·

n∑
k=1

[
z̃sxm(k)− z̃sx(k)

z̃sxm(k)

]
·
[
z̃sxm(k)− z̃sx(k)

z̃sxm(k)

]∗
, (71)
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onde z̃sxm é a impedância instantânea modificada medida.
Da minimização de (71), são estimados Lδsx , Lδr′x e R̃r′

x . Das estimativas de L̃sx, Lδsx e
Lδr

′
x obtém-se Lmx de L̃sx = Lmx + Lδsx e L̃r′x de L̃r′x = Lmx + Lδr

′
x .

Na próxima seção, são apresentados aspectos práticos relativos à implementação do
método, os quais são essenciais para que a estimação dos parâmetros ocorra de forma
satisfatória.

3.4 Aspectos Práticos da Implementação do Método

Nesta seção são discutidos aspectos práticos da implementação do método descrito
neste capítulo, tais como filtragem e tratamento dos dados experimentais, estimação dos
parâmetros mecânicos, obtenção das grandezas intermediárias não medidas e minimiza-
ção da função custo.

A maior parte dos procedimentos descritos nesta seção foi desenvolvida ao longo
do projeto de pesquisa "Determinação do Desempenho de Motores de Indução a partir
de Ensaios em Vazio na Linha de Produção", o qual foi financiado pela empresa WEG
Equipamentos Elétricos S.A. e desenvolvido no GCAR (Grupo de Controle, Automação
e Robótica) sob a coordenação do Professor Luís Alberto Pereira, com participação do
autor desta Tese. Em termos gerais, o objetivo do projeto era a determinação das curvas de
características típicas de máquinas de indução trifásicas a partir de ensaios de partida em
vazio, sendo a estimação dos parâmetros da máquina de indução uma etapa intermediária,
resultando na publicação de quatro artigos (PEREIRA et al., 2017a,b; PEREIRA; PERIN;
PEREIRA, 2018; PEREIRA et al., 2019). Uma vez que os algoritmos descritos nesta
seção já foram publicados em trabalhos que estão diretamente relacionados com esta Tese,
eles serão aqui apresentados de forma resumida.

3.4.1 Filtragem e Tratamento dos Dados Experimentais

Uma vez que o método de estimação utiliza grandezas medidas, as mesmas podem
estar contaminadas por ruído e outras não idealidades provenientes do processo de aquisi-
ção dos dados de ensaio, tal como presença de componentes de corrente contínua. Desta
forma, é necessário filtrar estas grandezas, uma vez que a presença destes fenômenos não
está incluída nos modelos da máquina de indução utilizados. Assim, a definição da to-
pologia dos filtros foi realizada através de inúmeros testes e, dentro das possibilidades
testadas, escolheu-se aquela que levou aos melhores resultados finais de estimação dos
parâmetros. Assim, para as tensões e correntes do estator, foi utilizado um filtro de But-
terworth passa-faixas de terceira ordem. Considerando tensões senoidais, as frequências
de corte superior e inferior foram definidas, respectivamente, como 0,1 · f e 2 · f , onde f
é a frequência fundamental das tensões do ensaio. Nos ensaios com tensões trapezoidais,
as frequências de corte superior e inferior foram escolhidas como 0,1· e 6 · f , respectiva-
mente. De forma a ilustrar o efeito do filtro escolhido, a Figura 8 apresenta os resultados
de filtragem obtidos com a corrente da fase A do estator do protótipo de 4,5 kW, referente
a um ensaio onde foram utilizadas tensões trapezoidais (na Seção 3.6 serão apresentados
detalhes da utilização deste tipo de tensão no contexto desta Tese).

Analisando a Figura 8, nota-se que o processo de filtragem introduziu um atraso de
fase em isA. Isto não é um problema, pois como todas as grandezas medidas são filtradas,
o mesmo atraso é introduzido em todas elas, não interferindo no resultado de estimação
dos parâmetros.
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Figura 8 – Filtragem da corrente da fase A do estator (protótipo de 4,5 kW).

Fonte: o autor (2021).

3.4.2 Estimação dos Parâmetros Mecânicos

Os parâmetros mecânicos são necessários para se obter a estimativa da velocidade do
eixo do rotor, que aparece tanto na expressão da impedância instantânea quanto na expres-
são da impedância instantânea modificada, dadas por (61) e (69). De forma mais geral,
o conhecimento destes parâmetros é necessário para simulações da máquina de indução
pentafásica e implementações de estratégias avançadas de controle de velocidade e torque.
O algoritmo foi desenvolvido no contexto do projeto de pesquisa citado anteriormente,
portando ele será apresentado aqui de forma resumida. Detalhes sobre a implementação
e validação experimental deste algoritmo podem ser encontrados em (PERIN, 2017).

Os parâmetros mecânicos são estimados a partir do torque eletromagnético e da equa-
ção do movimento do rotor da máquina de indução. Como o modelo em termos de CSVI
não levam em conta as perdas magnéticas, o efeito das mesmas será incorporado ao torque
mecânico, de forma que Tm ∼= Te, resultando na seguinte equação mecânica:

Jeq ·
dωm
dt

= Te −Beq · ωm −Kveq · ω2
m. (72)

Nas expressões anteriores, Jeq é o momento de inércia do rotor, Beq é o coeficiente de
atrito viscoso e Kveq é o coeficiente relativo às perdas por ventilação, havendo um erro
intrínseco associado a estes parâmetros devido ao fato de que as perdas magnéticas não
terem sido consideradas em (72). O símbolo ωm representa a velocidade do eixo do rotor
em radianos por segundo, sendo ω = P · ωm.

Em regime permanente em vazio, admitindo que a velocidade de regime permanente
é dada por ωrp ∼= 0,99 · ωm e que o torque eletromagnético em regime permanente é T rpe ,
pode-se reescrever (72) como:

T erp
∼= Beq · ωrp +Kveq · ω2

rp. (73)

A partir de (73), utilizando uma relação típica de separação entre perdas por atrito
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(Pat) e por ventilação (Pvt), Kd = 0,7, pode-se determinar Beq e Kveq a partir de:

Beq =
(1−Kd) · T rpe

ωrp
(74)

Kveq =
Kd · T rpe
ωrp2

. (75)

O valor de Kd foi definido empiricamente através de diversas tentativas onde se cons-
tatou que, para fins práticos, o valor deste parâmetro não tem grande influência nos resul-
tados.

A estimação de Jeq é realizada a partir da integração numérica de (72) utilizando os
valores estimados de Beq e Kveq juntamente com uma relação matemática aproximada da
velocidade do rotor, dada por

ωm(t) =


ωrp
tr/2

· t, 0 < t ≤ tr/2

ωrp, tr/2 < t ≤ tr ,
(76)

onde tr é o tempo que a corrente do estator leva para atingir o regime permanente. Desta
forma, a expressão para a determinação de Jeq segue.

Jeq · ωrp ∼=
ˆ tr

0

Te(t) dt−
3

4
·Beq · ωrp · tr −

2

3
·Kveq · ω2

rp · tr (77)

A determinação do torque eletromagnético presente em (77) é descrita na próxima
subseção, assim como a estimação da velocidade do rotor. Os parâmetros mecânicos
podem ser novamente estimados utilizando a velocidade estimada ao invés da expressão
matemática aproximada descrita por (76). Na sequência, os parâmetros podem ser utiliza-
dos novamente para estimar a velocidade do rotor, de forma a refinar os resultados. Este
processo é repetido por vários ciclos até que seja observado uma variação pequena nos
parâmetros estimados e na velocidade.

3.4.3 Estimação das Grandezas Intermediárias

As expressões da impedância instantânea e da impedância instantânea modificada, da-
das por (64) e (70), contêm grandezas que não são medidas mas devem ser determinadas,
tais como o fluxo do estator e a velocidade do rotor. Por outro lado, a determinação da ve-
locidade do rotor também exige o a estimação do torque eletromagnético e dos parâmetros
mecânicos, cuja obtenção foi detalhada anteriormente. Na sequência, são apresentados os
algoritmos utilizados na determinação destas grandezas. Este processo é repetido por vá-
rios ciclos até que seja observado uma variação pequena nos parâmetros estimados e na
velocidade.

3.4.3.1 Estimação do Fluxo do Estator

Pode-se reescrever a equação (53) da seguinte maneira:

pψ̃sx = ṽsx − R̃s · ĩsx. (78)

Uma vez que tanto a resistência do estator quanto a tensão e a corrente do estator são
conhecidas, o fluxo do estator é determinado realizando a integração de (78). Assim como
na determinação das integrais que fazem parte da impedância instantânea modificada, foi
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utilizado o método dos trapézios dada a simplicidade de implementação e baixos erros
devido ao período de amostragem dos ensaios. Desta forma, tem-se:

ψ̃sx =

ˆ t

0

(
ṽsx − R̃s · ĩsx

)
dτ. (79)

3.4.3.2 Estimação do Torque Eletromagnético

Outra grandeza não medida que necessita ser estimada é o torque eletromagnético.
Conforme será explicado na sequência, o torque é necessário na estimação da velocidade
do eixo do rotor e dos parâmetros mecânicos da máquina de indução pentafásica.

Uma vez que o fluxo do estator já foi estimado, a estimação do torque eletromagnético
é realizada através da computação da expressão dada por (57), expressa na forma escalar
em termos das coordenadas d-q e apresentada abaixo.

T e = 2 · x · P ·
(
ψsdx · isqx − ψsqx · isdx

)
(80)

Nota-se que a estimativa do torque eletromagnético utiliza apenas grandezas do esta-
tor, obtidas das medições de corrente e da estimação do fluxo. É importante ressaltar que
os parâmetros dos circuitos fundamental e de terceiro harmônico podem ser estimados
separadamente através de dois ensaios diferentes, ou conjuntamente no mesmo ensaio,
conforme será mostrado na Subseção 3.6. Caso os parâmetros dos dois circuitos sejam
estimados no mesmo ensaio, as tensões aplicadas nos terminais da máquina deverão con-
ter, além do componente harmônico fundamental, um componente de terceiro harmônico
de tempo, ocorrendo a excitação de ambos circuitos simultaneamente. Neste caso, a es-
timação do torque eletromagnético passa a ser a soma do torque gerado em cada circuito
equivalente, conforme segue.

T e = 2 · P ·
(
ψsd1 · i

sq
1 − ψ

sq
1 · isd1

)
+ 6 · P ·

(
ψsd3 · i

sq
3 − ψ

sq
3 · isd3

)
(81)

3.4.3.3 Estimação da Velocidade do Rotor

A estimação da velocidade do rotor é realizada a partir dos parâmetros mecânicos
equivalentes cuja determinação foi detalhada anteriormente e da integração de (72) de
zero a tr:

ωm(t) ∼=
1

Jeq
·
ˆ t

0

[
T e(τ)−Beq · ωm(τ)−Kveq · ωm2(τ)

]
dτ. (82)

Uma vez que esta integral é calculada numericamente a partir de dados amostrados, a
velocidade mecânica ωm(k) depende apenas dos valores de velocidade de k amostras an-
teriores à atual. Ressalta-se também que a partir de tr, a velocidade é considerada igual a
ωrp. Assim, no intervalo 0 ≤ t ≤ tr, a velocidade mecânica é dada por (82); no intervalo
t > tr, é dada por ωrp. Este algoritmo também foi desenvolvido no contexto do projeto
de pesquisa "Determinação do Desempenho de Motores de Indução a partir de Ensaios
em Vazio na Linha de Produção", tendo sua validade comprovada experimentalmente em
229 máquinas de indução trifásicas de média potência (PEREIRA et al., 2017a, 2019). No
caso de máquinas de indução pentafásicas, a Figura 9 mostra a comparação entre a veloci-
dade medida em ensaio e a velocidade estimada através do algoritmo aqui descrito, sendo
observada uma boa correspondência entre a medição e a curva estimada. Neste caso, es-
tas duas curvas referem-se à partida em vazio do protótipo de 5,5 kW utilizando tensões
trapezoidais, e maiores detalhes sobre este ensaio podem ser encontrados na Seção 3.6.
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Figura 9 – Velocidade do rotor (protótipo de 5,5 kW).

Fonte: o autor (2021).

Uma vez obtida a estimação da velocidade mecânica, e sabendo que o termo rela-
tivo a Te em (82) é muito superior aos demais termos da integral, pode-se realizar um
refinamento da estimação dos parâmetros mecânicos a partir da estimativa da velocidade.

Conforme pode ser observado em (61) e (69), a velocidade do rotor presente nas
expressões da impedância instantânea e da impedância instantânea modificada é expressa
em radianos elétricos por segundo, enquanto a estimação da velocidade fornecida por (82)
é medida em radianos mecânicos por segundo. Conforme explicado, a conversão entre as
duas velocidades é dada por ω = P · ωm.

3.4.3.4 Estimação das Integrais da Impedância Instantânea Modificada

No método de estimação baseado na impedância instantânea modificada, existe a ne-
cessidade de determinar diversas integrais de grandezas ou integrais de produtos entre
grandezas. Estas integrais são

´ t
0
ĩsxdτ ,

´ t
0
jω · ĩsxdτ ,

´ t
0
ψ̃sxdτ e

´ t
0
jωx · ψ̃sxdτ , além da

própria impedância instantânea modificada medida, dada por z̃sx =

´ t
0
ṽsxdτ´ t

0
ĩsxdτ

.

Conforme já explicado, estas integrais são obtidas utilizando o método dos trapézios.

3.4.4 Minimização da Função Custo

A estimação de Lδsx , Lδr′x e R̃r′
x envolve a minimização de Υx, no caso do método

baseado na impedância instantânea, e na minimização de Ix, no caso do método baseado
na impedância instantânea modificada. Esta minimização é um problema de otimiza-
ção, existindo diversos métodos para resolvê-lo. Nesta Tese, optou-se pela utilização
da função fmincon disponível no software MATLAB® para obter soluções do problema
de otimização. Esta função é baseada no Método de Otimização dos Pontos Interiores
(BYRD; HRIBAR; NOCEDAL, 1999; BYRD; GILBERT; NOCEDAL, 2000; WALTZ
et al., 2006). Não obstante, uma vez que não há garantia de convergência para um mí-
nimo global, foi necessário definir restrições no espaço de busca da solução, garantindo
a obtenção de estimativas factíveis dos parâmetros. Estas restrições foram escolhidas
com base em relações típicas observadas entre os parâmetros de máquinas de indução e
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mostraram-se adequadas em todos os casos testados, sendo apresentadas na sequência.

10−4 ≤ Lδs1 ≤ 0,1 · L̃s1 (83)

10−4 ≤ Lδr
′

1 ≤ 0,1 · L̃s1 (84)

0,1 · R̃s ≤ R̃r′

1 ≤ 2 · R̃s (85)

10−4 ≤ Lδs3 ≤ L̃s3 (86)

10−4 ≤ Lδr
′

3 ≤ L̃s3 (87)

0,1 · R̃s ≤ R̃r′

3 ≤ 2 · R̃s (88)

3.4.5 Resumo e Fluxograma do Método

Conforme explicado nas seções anteriores, o método descrito neste capítulo neces-
sita apenas de medições de tensão e corrente adquiridas durante a partida em vazio para
a estimação dos parâmetros. Como o método estima tanto os parâmetros do circuito
fundamental quanto do circuito de terceiro harmônico, existem duas possibilidades para
a realização do ensaio requerido. Na primeira, os circuitos fundamental e de terceiro
harmônico são excitados separadamente através da escolha da sequência de fases, onde
a sequência A-B-C-D-E excita apenas o circuito fundamental e a sequência A-D-B-E-C
excita apenas o circuito de terceiro harmônico. Neste caso, deve-se utilizar uma fonte
senoidal que forneça cinco tensões simétricas e equilibradas; para esta Tese foi utilizado
um transformador de três para cinco fases disponível no LASCAR. Na segunda possi-
bilidade, os circuitos fundamental e de terceiro harmônico são excitados juntos através
da aplicação de tensões que contenham um componente de terceiro harmônico, possível
de ser gerada utilizando inversores de frequência. Após a realização dos ensaios, deve-
se filtrar as grandezas medidas e determinar as grandezas intermediárias e os parâmetros
mecânicos do motor. Na sequência, estima-se L

s

x dos dados relativos ao regime perma-
nente e após estimam-se Lδsx , Lδr′x e R̃r′

x através da minimização da função custo Ix para
x ∈ {1,3}. Por fim, Lmx é obtida a partir das estimativas de L̃sx e Lδsx .

A Figura 10 apresenta o fluxograma do método baseado na impedância instantânea
modificada, onde estão sumarizadas todas as etapas necessárias para a estimação dos
parâmetros da máquina de indução pentafásica.

3.5 Comparação entre a Impedância Instantânea e a Impedância
Instantânea Modificada

Para avaliar as vantagens de utilização do método baseado na impedância instantâ-
nea modificada, foram realizadas simulações da partida em vazio do protótipo de 4,5 kW,
cujas principais características e parâmetros de cálculo são apresentados no Apêndice A.
Nas simulações, assumiu-se alimentação com tensões de fase geradas por PWM contendo
um componente de terceiro harmônico equivalente a 15% da componente fundamental,
de forma que ambos os circuitos que modelam a máquina sejam excitados. Este percen-
tual de terceiro harmônico foi escolhido pois é normalmente utilizado para se obter uma
indução aproximadamente trapezoidal no entreferro e, desta forma, otimizar a relação
torque/volume da máquina. Nas Figuras 12a e 12b são mostradas a tensão e corrente da
fase A simuladas, respectivamente. A partir das tensões e correntes simuladas, os parâ-
metros foram estimados utilizando os métodos baseados na impedância instantânea e na
impedância instantânea modificada.
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Figura 10 – Fluxograma do método baseado na impedância instantânea modificada.
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Fonte: o autor (2021).

De modo a tornar as simulações mais próximas de situações reais, onde medições de
grandezas físicas usualmente são contaminadas por ruído, foi adicionado ruído branco
aos sinais utilizados na estimação dos parâmetros, com razão sinal ruído (snr) iguais a 40,
30 e 20 dB. Como este ruído é gerado aleatoriamente, foram realizadas 1000 simulações
para cada caso. A qualidade das estimativas foi determinada a partir da determinação do
erro percentual entre os parâmetros estimados e os parâmetros utilizados na simulação,
utilizando os últimos como referência; como foram realizados 1000 simulações em cada
caso, os erros foram expressos em termos da média do módulo dos erros para cada um
destes casos. Estes erros são apresentados na Tabela 1.

Analisando a Tabela 1, nota-se que os erros médios observados na estimação dos
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Figura 11 – Grandezas do estator (simulação com tensões geradas através de PWM).

(a) Tensão fase-neutro da fase A do estator.

(b) Corrente da fase A do estator.

Fonte: o autor (2019).

parâmetros do circuito fundamental são ligeiramente menores quando estimados com o
método baseado na impedância instantânea modificada. Nas simulações onde snr =∞,
snr = 40 dB e snr = 20 dB, obtiveram-se erros até 0,3% menores em relação aos erros ob-
tidos com o método baseado na impedância instantânea. Por outro lado, quando se analisa
os erros na estimação dos parâmetros do circuito de terceiro harmônico, os mesmos são
substancialmente menores no caso do método baseado na impedância instantânea modi-
ficada. Analisando individualmente os erros médios de cada parâmetro, nota-se que o
parâmetro responsável pelas médias dos erros serem tão elevadas na estimação dos pa-
râmetros do circuito de terceiro harmônico utilizando o método baseado na impedância
instantânea é a resistência do rotor R̃r′

3 , onde os erros médios encontram-se entre 17,2%
(snr =∞) e 21,4% (snr = 20 dB). Em contraste, quando os parâmetros são estimados com
o método baseado na impedância instantânea modificada, os erros médios observados em
R̃r′

3 encontram-se entre 1,6% (snr = 30 dB) e 2,3% (snr = 20 dB).
Os demais parâmetros do circuito de terceiro harmônico também apresentam erros

médios menores quando estimados com o método da impedância instantânea modificada,
embora a diferença não seja tão evidente quanto no caso de R̃r′

3 . Por exemplo, o maior
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Tabela 1 – Média dos erros de estimação dos métodos baseados na impedância instantânea
e na impedância instantânea modificada.

parâmetro
imp. instantânea modificada imp. instantânea

snr (dB) snr (dB)
∞ 40 30 20 ∞ 40 30 20

∆R̃r′
1 1,6% 1,6% 1,6% 1,6% 2,9% 3,0% 2,9% 2,8%

∆Lm1 1,5% 1,5% 1,6% 1,7% 1,5% 1,5% 1,5% 1,6%

∆Lδs1 2,0% 2,0% 2,0% 2,0% 2,4% 2,4% 2,4% 2,3%

∆Lδr
′

1 1,8% 1,8% 1,8% 1,8% 1,4% 1,5% 1,4% 1,5%

∆R̃r′
3 2,2% 1,8% 1,6% 2,3% 17,2% 18,5% 19,0% 21,4%

∆Lm3 0,0% 0,1% 0,1% 0,4% 0,2% 0,3% 0,3% 0,6%

∆Lδs3 3,6% 3,9% 4,1% 5,2% 4,9% 5,1% 5,2% 6,0%

∆Lδr
′

3 5,0% 5,4% 5,5% 5,2% 7,2% 7,4% 7,5% 7,2%

erro médio obtido com o método da impedância instantânea modificada em Lm3 foi 0,4%;
o maior erro médio observado em Lδs3 foi 5,2%; e o maior erro médio obtido em Lδr

′
3 foi

5,5%. Por outro lado, os maiores erros médios encontrados nestes mesmos parâmetros
utilizando o método baseado na impedância instantânea foram 0,6% (Lm3 ), 6,0% (Lδs3 ) e
7,5% (Lδr′3 ).

Com base nestes resultados de simulação, justifica-se a utilização do método de es-
timação baseado na impedância instantânea modificada, pois apresenta os menores erros
de estimação em comparação com o método baseado na impedância instantânea. Como
os parâmetros utilizados no modelo de simulação são conhecidos, foi possível determi-
nar o erro entre as estimativas e os valores exatos dos mesmos. Entretanto, a extensão
desta conclusão à máquina de indução pentafásica real fica condicionada ao grau de acu-
rácia com que o modelo utilizado descreve o comportamento da mesma, bem como ao
impacto de fenômenos como a saturação e o efeito pelicular nos parâmetros da máquina,
não considerados no modelo utilizado. Adicionalmente, não se conhece o valor exato dos
parâmetros de máquinas de indução real, sendo, portanto, muito difícil determinar erros
de estimação dos parâmetros de forma direta em casos práticos.

3.6 Resultados e Validação Experimental

Nesta seção, é apresentada a validação experimental do método baseado na impedân-
cia instantânea modificada, a qual envolve a estimação dos parâmetros de dois protótipos
disponíveis no LASCAR, #m1 e #m2, cujas características principais e parâmetros calcu-
lados de acordo com o procedimento descrito em (PEREIRA et al., 2006) são apresenta-
dos no Apêndice A.

Os ensaios foram realizados aplicando três tipos diferentes de tensões aos enrolamen-
tos do estator, sendo:

1. tensões senoidais nominais equilibradas excitando apenas o circuito fundamental;

2. tensões senoidais equilibradas excitando apenas o circuito de terceiro harmônico;
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3. tensões trapezoidais balanceadas com componente fundamental nominal, contendo
um componente de terceiro harmônico equivalente a 15% da componente funda-
mental, geradas por PWM, excitando ambos os circuitos simultaneamente.

Nos casos 1 e 2, foi utilizado um transformador trifásico para pentafásico, sendo pos-
sível produzir tensões senoidais pentafásicas equilibradas a partir da rede trifásica. Para
excitar apenas o circuito fundamental, deve-se aplicar as tensões senoidais na sequência
A-B-C-D-E; neste caso, o circuito de terceiro harmônico não é excitado e não é possível
estimar seus parâmetros a partir deste ensaio. Por outro lado, quando as tensões penta-
fásicas são aplicadas na sequência A-D-B-E-C, apenas o circuito de terceiro harmônico
é excitado, tornando possível estimar os parâmetros relativos a este componente harmô-
nico. Conforme será mostrado nas próximas subseções, esta sequência de fases produz
uma velocidade mecânica de aproximadamente 1/3 da velocidade nominal, uma vez que
é produzido um campo no entreferro com três vezes o número de polos da fundamental;
assim, a velocidade síncrona é 1/3 velocidade observada quando o circuito fundamental é
excitado. A estimação dos parâmetros de máquinas de indução pentafásicas baseada neste
princípio de excitação apenas do circuito de terceiro harmônico é uma das contribuições
originais da Tese, não tendo sido abordado em trabalhos anteriores.

No caso 3, utilizou-se um inversor pentafásico disponível no laboratório para gerar
tensões de fase contendo um componente de terceiro harmônico equivalente a 15% da
componente fundamental através de modulação por largura de pulso (PWM). Assim,
tanto o circuito equivalente da componente fundamental quanto da componente de ter-
ceiro harmônico são excitados, sendo então possível estimar os parâmetros destes dois
modelos de forma simultânea. Os parâmetros de #m1 foram estimados considerando os
três tipos de tensões, enquanto os parâmetros de #m2 foram estimados apenas conside-
rando o terceiro caso.

Uma vez que os parâmetros da máquina são afetados por diversos fatores tratados de
forma aproximada pelo modelo, tais como saturação do material ferromagnético e efeito
pelicular, além da possibilidade de imperfeições introduzidas no processo de fabricação
da máquina, a análise da acurácia do método não será realizada através da comparação de
erro entre os parâmetros estimados e os parâmetros de cálculo. Uma vez que o cálculo
dos parâmetros é determinado de forma aproximada e através de diversas simplificações,
não é possível considerá-los como os valores verdadeiro dos parâmetros. Não obstante, a
comparação entre parâmetros estimados e de cálculo permite realizar uma análise qualita-
tiva dos resultados de estimação. A validação dos resultados de estimação será realizada
através do erro médio percentual (EMP) entre as correntes do estator medidas nos en-
saios e as correntes obtidas através de simulações, onde são utilizadas as tensões medidas
como entrada do modelo dinâmico implementado com os parâmetros estimados. Estes
erros serão calculados para a fase e para a amplitude da componente simétrica de valor
instantâneo da corrente do estator conforme segue.

εAx =
1

n
·

n∑
k=1

∣∣∣̃isxm(k)
∣∣∣− ∣∣∣̃isxsim(k)

∣∣∣∣∣∣̃isxm(k)
∣∣∣ · 100% (89)

εϕx =
1

n
·

n∑
k=1

∠̃isxm(k)− ∠̃isxsim(k)

∠̃isxm(k)
· 100% (90)

Nas expressões anteriores, εAx e εϕx são, respectivamente, os erros médios percentuais
da amplitude e da fase da CSVI da corrente do estator da componente de sequência x;
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ĩsxm representa a CSVI da sequência x da corrente do estator medida, enquanto ĩsxsim é a
CSVI da sequência x da corrente do estator simulada; n é o número máximo de amostras
utilizadas no cálculo dos erros. O valor de n foi escolhido de forma a utilizar um número
de amostras correspondente ao dobro da duração do transitório. Desta forma, é dado o
mesmo peso para o regime permanente e para o regime transitório no cálculo dos erros.

3.6.1 Resultados para o Protótipo #m1

No caso do protótipo #m1, os parâmetros foram inicialmente estimados utilizando
dados de ensaio com tensões senoidais, produzidas por um transformador trifásico para
pentafásico. Neste caso, os circuitos equivalentes foram excitados separadamente através
da seleção da sequência de fases e sendo necessários dois ensaios, conforme explicado
anteriormente. A Figura 13a mostra a tensão da fase A do estator medida no ensaio
com tensões senoidais na sequência de fases A-B-C-D-E, onde pode-se notar que há uma
queda acentuada de tensão nos instantes iniciais, a qual não interfere na estimação dos
parâmetros; ao contrário, ela contribui por aumentar a persistência da excitação. Já a
Figura 13b apresenta a tensão medida no ensaio com sequência de fases A-D-B-E-C,
enquanto a Figura 13c mostra a tensão media no ensaio onde foram utilizadas tensões
geradas por PWM com frequência de 20 kHz.

As Figuras 14a e14b mostram as velocidades mecânicas estimadas de acordo com o al-
goritmo apresentado para o ensaio com tensões senoidais e sequência de fases A-B-C-D-E
e A-D-B-E-C, respectivamente. Comparando estas figuras, confirma-se que a velocidade
mecânica corresponde a 1/3 da velocidade nominal quando utilizada a sequência de fases
A-D-B-E-C. Já o resultado de estimação de velocidade obtido com o ensaio com tensões
trapezoidais geradas por PWM é mostrado na Figura 14c.

As Figuras 15a e 15b mostram, para o circuito fundamental e de terceiro harmônico,
as partes real e imaginária tanto da impedância instantânea modificada medida quanto
da obtida com os parâmetros estimados através de (70), obtidas dos ensaios com tensões
senoidais. Os erros médios percentuais entre as curvas experimentais e estimadas foram
de 3,1% para a amplitude e 0,3% para a fase no caso do circuito fundamental, e de 1,7%
para a amplitude e 0,8% para a fase no caso do circuito de terceiro harmônico. Estes
resultados mostram uma boa correspondência entre as curvas experimentais e as curvas
estimadas, sugerindo que o modelo com os parâmetros estimados através do método pro-
posto representam bem o comportamento da máquina de indução pentafásica operando
como motor.

Em relação ao ensaio onde as tensões foram geradas com PWM, as Figuras 16a e
16b mostram as partes real e imaginária da impedância instantânea modificada medida
e da estimada dos circuitos fundamental e de terceiro harmônico, respectivamente. Os
erros médios percentuais observados no caso da impedância instantânea modificada do
circuito fundamental foram 0,5% para a amplitude e 0,2% para a fase, enquanto os erros
médios percentuais considerando o circuito de terceiro harmônico foram iguais a 0,4%
na amplitude e 0,3% na fase. Assim como observado com tensões senoidais, uma boa
correspondência entre as curvas medidas e as curvas estimadas é observada, indicando a
acurácia do método de estimação proposto. Neste caso, os erros entre as impedâncias ins-
tantâneas modificadas medidas e as impedâncias instantâneas modificadas é ainda menor
do que com tensões senoidais.

Ressalta-se que, diferente da impedância de regime permanente, que pode ser ex-
pressa em função apenas dos parâmetros e do escorregamento, a impedância instantânea
modificada depende de outras grandezas dos circuitos equivalentes além dos parâmetros,
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tais como fluxo do estator e velocidade do rotor, conforme pode ser observado em (69).
Assim, o formato das curvas de impedância instantânea modificada é fortemente influen-

Figura 12 – Tensões utilizadas nos ensaios de #m1.

(a) senoidal com sequência de fases A-B-C-D-E

(b) senoidal com sequência de fases A-D-B-E-C

(c) PWM (20 kHz)

Fonte: o autor (2021).
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ciado pelas tensões de alimentação da máquina. Isto explica a diferença entre as curvas
mostradas nas Figuras 14 e 15. Especificamente no caso da impedância instantânea mo-
dificada do circuito de terceiro harmônico, conforme pode ser verificado na Figura 14b, a
velocidade de regime permanente é aproximadamente 63 rad/s com tensões senoidais na

Figura 13 – Velocidades estimadas (protótipo #m1).

(a) velocidade para tensões senoidais com sequência de fases A-B-C-D-E.

(b) velocidade para tensões senoidais com sequência de fases A-D-B-E-C.

(c) velocidade para tensões geradas por PWM (20 kHz).

Fonte: o autor (2021).



59

Figura 14 – Impedâncias instantâneas modificadas dos ensaios com tensões senoidais

(a) componente fundamental

(b) componente de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).

sequência de fases A-D-B-E-C. Por outro lado, a velocidade de regime permanente é de
aproximadamente 188 rad/s no caso das tensões geradas por PWM (Figura 14c). Como a
impedância instantânea modificada depende da velocidade do rotor, explica-se a diferença
acentuada de magnitude entre as curvas mostradas nas Figuras 15b e 16b.

3.6.1.1 Parâmetros Estimados

A primeira coluna da Tabela 2 mostra os parâmetros de cálculo dos circuitos funda-
mental e de terceiro harmônico, os quais foram determinados conforme (PEREIRA et al.,
2006) assumindo um nível de saturação correspondente a tensões puramente senoidais.
Já a segunda coluna desta tabela mostra os parâmetros estimados utilizando tensões se-
noidais, enquanto a terceira coluna apresenta a diferença percentual entre os parâmetros
de cálculo e os parâmetros estimados, sendo os parâmetros de cálculo adotados como
referência. Salienta-se novamente que este tipo de comparação não visa determinar a
acurácia do método, uma vez que não há como afirmar qual seria o valor verdadeiro dos
parâmetros; esta comparação permite uma análise qualitativa do resultado de estimação,
permitindo verificar o quanto as estimativas são semelhantes aos valores calculados atra-
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Figura 15 – Impedâncias instantâneas modificadas dos ensaios com tensões geradas por
PWM

(a) componente fundamental

(b) componente de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).

vés de procedimentos usuais disponíveis na literatura (PEREIRA et al., 2006; BOLDEA;
NASAR, 2010). Na quarta coluna da Tabela 2, são mostrados os valores de cálculo dos
parâmetros de #m1 assumindo um nível de saturação correspondente a tensões contendo
um componente de terceiro harmônico igual a 15% da componente fundamental, o que
explica a diferença observada no valor das indutâncias quando comparado com a primeira
coluna da tabela. Já a quinta coluna da Tabela 2 apresenta os resultados de estimação
do ensaio com tensões trapezoidais geradas por PWM, enquanto a sexta coluna mostra a
diferença percentual entre os parâmetros de cálculo e os parâmetros estimados, utilizando
os primeiros como referência.

Para os parâmetros mecânicos, utilizando o algoritmo descrito na Seção 3.4.3, obteve-
se Jeq = 1,92×10-2 kg.m2, Beq = 1,69×10-3 N.m.s e Kveq = 2,11 ×10-5 N.m.s2.

A Tabela 2 mostra, considerando os ensaios com tensões senoidais, que a maior di-
ferença encontrada nos parâmetros do circuito fundamental foi em Lδs1 , sendo igual a
13,5%. Já a menor diferença foi de apenas 2,0%, em Lm1 . Por outro lado, para o circuito
de terceiro harmônico, as diferenças ficaram entre 10,7% e 7,3%, tendo sido encontradas
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Tabela 2 – Parâmetros estimados de #m1.

parâmetro
forma de onda da tensão

senoidal trapezoidal (PWM)
calc.1 est.2 dif.3 calc.1 est.2 dif.3

R̃r′
1 (Ω) 0,20 0,22 8,6% 0,20 0,23 13.7%

Lm1 (mH) 61,87 60,65 2,0% 66,34 64,68 2,5%

Lδs1 (mH) 1,64 1,86 13,5% 1,66 1,48 10,5%

Lδr
′

1 (mH) 2,33 2,20 5,6% 2,39 2,06 13,9%

R̃r′
3 (Ω) 0,16 0,18 10,7% 0,16 0,18 10,8%

Lm3 (mH) 5,88 6,32 7,3% 6,31 6,58 4,3%

Lδs3 (mH) 1,61 1,46 9,2% 1,62 1,39 14,6%

Lδr
′

3 (mH) 2,42 2,19 9,3% 2,51 2,15 14,3%
1parâmetros calculados; 2parâmetros estimados; 3diferença percentual

em R̃r′
3 e Lm3 , respectivamente. Considerando tensões trapezoidais geradas por PWM, a

maior diferença encontrada no circuito fundamental foi de 13,9%, associada a R̃r′
1 . Em

contraste, uma diferença de apenas 2,5% foi observada em Lm1 . Considerando o circuito
de terceiro harmônico, a maior diferença foi observada em Lδs3 , correspondendo a 14,6%,
enquanto a menor diferença foi encontrada em Lm3 , sendo igual a 4,3%.

De forma geral, as diferenças encontradas são aceitáveis, uma vez que, conforme
explicado anteriormente, o cálculo dos parâmetros utiliza diversas simplificações e apro-
ximações, além do fato do processo de fabricação poder introduzir imperfeições não con-
sideradas no modelo. Analisando os resultados da Tabela 2, nota-se também que as meno-
res diferenças foram encontradas nas indutâncias de magnetização, Lm1 e Lm3 . Este é um
resultado esperado, uma vez que a estimação destes parâmetros foi realizada utilizando
a parte dos dados correspondente ao regime permanente com tensão nominal, enquanto
o cálculo dos mesmos é realizado para a condição de operação nominal. Já os demais
parâmetros foram estimados considerando também os dados do regime transitório, onde
fenômenos como o efeito pelicular e a saturação magnética são mais pronunciados. Em-
bora estes fenômenos impactem nas indutâncias de dispersão e as resistências do rotor, os
mesmos são considerados de forma apenas aproximada no cálculo, o que explica porque
as maiores diferenças são encontradas nestes parâmetros.

Com base nos ensaios realizados até aqui, os parâmetros estimados podem ser con-
siderados como os mais adequados para uso prático na determinação do comportamento
da máquina de indução pentafásica, uma vez que foram obtidos experimentalmente e os
resultados experimentais mostram o que o método de estimação é válido. O fato de que as
impedâncias instantâneas modificadas calculadas com os parâmetros estimados são muito
próximas dos valores medidos é uma evidência consistente, embora indireta, da acurácia
do método.

3.6.1.2 Validação experimental

De forma a verificar a acurácia do método de estimação, foram realizadas simula-
ções do modelo dinâmico implementado com os parâmetros estimados e utilizando como



62

Tabela 3 – EMP de ĩs1 e ĩs3 (protótipo #m1).

EMP
senoidal trapezoidal sob carga

calc.1 est.2 calc.1 est.2 calc.1 est.2

εA1 7,7% 6,1% 8,2% 7,9% 3,8% 3,7%

εA3 8,5% 7,0% 10,1% 10,0% - -

εϕ1 0,5% 0,5% 1,3% 1,0% 0,0% 0,0%

εϕ3 1,8% 1,4% 0,8% 0,8% - -
1parâmetros calculados; 2parâmetros estimados

entrada as tensões medidas nos ensaios utilizados para estimar os parâmetros. Assim,
comparando as correntes simuladas com as medidas no ensaio, pode-se avaliar o quão
bem o comportamento de #m1 é reproduzido utilizando os parâmetros estimados. Para
efeitos de comparação, o mesmo procedimento também foi realizado considerando os pa-
râmetros de cálculo. De forma a quantificar estes resultados, foi calculado o erro médio
percentual (EMP) da fase e da amplitude da CSVI da corrente do estator conforme (89) e
(90).

Os erros médios percentuais obtidos em ĩsx para os três casos avaliados (tensões se-
noidais com sequência de fases A-B-C-D-E e A-D-B-E-C e tensões trapezoidais) são
mostrados na Tabela 3. De forma a ilustrar estes erros, na Figura 17a são mostradas as
correntes da fase A do estator com tensões senoidais na sequência de fases A-B-C-D-E,
enquanto a Figura 17b mostra as correntes obtidas com tensões senoidais na sequência de
fases A-D-B-E-C. Ambas as figuras se referem à operação em vazio. Já as Figuras 18a
e 18b apresentam, respectivamente, as correntes de regime transitório e regime perma-
nente da fase A do estator obtidas com tensões trapezoidais geradas por PWM e operação
em vazio. De maneira a verificar a acurácia dos parâmetros estimados em outras condi-
ções de operação da máquina, o protótipo #m1 também foi submetido a um ensaio com
carga, sendo realizada a mesma comparação entre correntes medidas e simuladas com
parâmetros estimados e parâmetros de cálculo. Nesta etapa, excitou-se apenas o circuito
fundamental, o qual é responsável pela maior parcela do torque eletromagnético produ-
zido pela máquina de indução pentafásica. A carga aplicada foi gerada pela máquina CC
acoplada ao protótipo e é exibida na Figura 18, enquanto as correntes medida e simula-
das da fase A do estator são mostradas na Figura 19. De forma geral, observa-se que as
correntes simuladas com os parâmetros estimados apresenta uma melhor correspondência
com as medições do que as correntes simuladas com os parâmetros de cálculo.

De acordo com a Tabela 3, na operação em vazio, os erros observados utilizando os
parâmetros estimados com tensões senoidais foram de 6,1% para a amplitude de ĩs1 e 0,5%
para a fase de ĩs1. Por outro lado, quando parâmetros de cálculo são utilizados com ten-
sões senoidais, os erros são 7,7% na amplitude e 0,5% na fase de ĩs1. Estes resultados
são corroborados ao se observar a Figura 17a, onde nota-se que há uma melhor corres-
pondência entre a corrente medida e a corrente simulada com parâmetros estimados. No
caso dos erros envolvendo ĩs3 com tensões senoidais, utilizando-se parâmetros estimados,
tem-se que o erro na amplitude é igual a 7,0% e o erro na fase é igual a 1,4%. Já quando
os parâmetros de cálculo são utilizados, os erros na amplitude e fase de ĩs3 são iguais a
8,5% e 1,8%, respectivamente. Novamente, ao se analisar a Figura 17b, nota-se que a
melhor correspondência entre correntes medida e simulada é obtida com os parâmetros
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Figura 16 – Comparação entre i1s medida e simulada com tensões senoidais em vazio.

(a) componente fundamental

(b) componente de terceiro harmômico

Fonte: o autor (2021).

estimados. Quando utilizadas tensões trapezoidais, resultados semelhantes são obtidos,
conforme mostrado na quarta e na quinta colunas da Tabela 3. Os erros na amplitude
de ĩs1 são 7,9% com parâmetros estimados e 8,2% com parâmetros de cálculo, enquanto
os erros na fase desta corrente são iguais a 1,0% com parâmetros estimados e 1,3% com
parâmetros de cálculo. Os erros encontrados na amplitude de ĩs3 foram 10,0% com pa-
râmetros estimados e 10,1% com parâmetros de cálculo, enquanto os erros na fase de
ĩs3 foram iguais a 0,8% para ambos os conjuntos de parâmetros. Em comparação com
tensões senoidais, nota-se que erros maiores foram encontrados quando utilizadas ten-
sões trapezoidais. Não obstante, pode-se perceber que há uma boa correspondência entre
as correntes medida e simuladas utilizando tensões trapezoidais, conforme mostrado nas
Figuras 18a e 18b.

A sexta e sétima colunas da Tabela 3 mostram os resultados considerando a operação
com carga, onde observa-se que os erros na amplitude e fase de ĩs1 são muito semelhantes
tanto com parâmetros estimados quanto com parâmetros de cálculo. Os erros para a
amplitude são iguais a 3,7% com parâmetros de estimados e 3,8% com parâmetros de
cálculo, enquanto os erros para a fase são iguais a 0,0% em ambos os casos. O fato dos
erros sob carga serem consideravelmente menores do que os erros em vazio é explicado
pelo fato da carga ter sido aplicada após a partida da máquina, onde encontram-se os
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Figura 17 – Comparação entre isA medida e simulada com tensões trapezoidais em vazio.

(a) transitório

(b) regime permanente

Fonte: o autor (2021).

Figura 18 – Degrau de carga aplicado em #m1 e #m2.

Fonte: o autor (2021).

maiores erros entre as correntes medidas e simulada, conforme pode ser constatado nas
Figuras 17a e 17. Por outro lado, como a carga foi aplicada gradualmente após #m1 atingir
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Figura 19 – Comparação entre isA medida e simulada sob carga.

Fonte: o autor (2021).

o regime permanente, conforme mostrado na Figura 18, a mudança de ponto de operação
foi mais suave, conforme pode ser verificado na Figura 19. Com base nos resultados
obtidos, pode-se afirmar que a simulação da máquina de indução pentafásica utilizando
os parâmetros estimados com o método baseado na impedância instantânea modificada
reproduz melhor o comportamento real de #m1 do que em comparação com simulação
utilizando os parâmetros de cálculo.

3.6.2 Resultados para o Protótipo #m2

Conforme explicado anteriormente, os parâmetros do protótipo #m2 foram estima-
dos utilizando apenas tensões trapezoidais, as quais incluem um componente de terceiro
harmônico correspondente a 15% da componente fundamental da tensão. Estas tensões
foram geradas através da técnica PWM com frequência de chaveamento de 20 kHz. Com
estas tensões, os circuitos fundamental e de terceiro harmônico são excitados simultane-
amente, permitindo que todos os parâmetros elétricos e mecânicos da máquina sejam es-
timados com um único ensaio. No que diz respeito ao circuito fundamental, a Figura 21a
mostra as partes real e imaginária tanto da impedância instantânea modificada obtida ex-
perimentalmente quanto da impedância instantânea modificada obtida com os parâmetros
estimados. Assim como no caso do protótipo #m1, foi observada uma boa concordância
entre as impedâncias instantâneas experimental e estimada do circuito fundamental, com
um erro médio percentual de 2,0% na amplitude e 0,5% na fase de z̃s1. No caso de z̃s3,
as partes real e imaginária das impedâncias instantâneas modificadas experimental e es-
timada são mostradas na Figura 21b, e os erros médios percentuais são iguais a 3,4% na
amplitude e 1,5% na fase. Estes erros em z̃s1 e z̃s3 foram calculados de acordo com (89) e
(90) e mostram que os parâmetros estimados reproduzem com boa acurácia a impedância
instantânea modificada experimental.

3.6.2.1 Parâmetros Estimados

Utilizando o procedimento descrito na subseção 3.4.3, os parâmetros mecânicos equi-
valentes de #m2 foram estimados como Jeq = 4,38×10-2 kg.m2, Beq = 2,39×10-3 N.m.s
e Kveq = 2,90 ×10-5 N.m.s2. Embora #m1 e #m2 tenham dimensões mecânicas seme-
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Figura 20 – Impedâncias instantâneas modificadas dos ensaios com tensões trapezoidais.

(a) componente fundamental

(b) componente de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).

lhantes, os parâmetros mecânicos equivalentes de #m2 são consideravelmente maiores,
em especial a inércia, pois o ensaio foi realizado com uma máquina CC acoplada ao eixo
deste protótipo. Desta forma, os parâmetros mecânicos dizem respeito tanto à máquina de
indução quanto à máquina CC, e explicam a duração mais longa dos transitórios de #m2.

A Tabela 4 apresenta os parâmetros elétricos estimados juntamente com os valores
de cálculo dos parâmetros, obtidos conforme descrito em (PEREIRA et al., 2006). Uma
vez que os ensaios envolvendo #m2 foram realizados utilizando 80% da tensão nominal
devido à limitações dos equipamentos do LASCAR, os valores dos parâmetros mostrados
na segunda coluna da Tabela 4 foram calculados para esta condição de operação, uma
vez que ela altera a saturação da máquina, o que por sua vez impacta nas indutâncias.
As diferenças mostradas na quarta coluna da Tabela 4 foram calculadas assumindo os
parâmetros de cálculo como referência.

De acordo com a Tabela 4, para o circuito fundamental, a maior diferença foi encon-
trada em R̃r′

1 , sendo igual a 18,0%. Por outro lado, uma diferença de apenas 0,5% foi
observada em Lm1 . Também foram observadas diferenças de 10,7% em Lδs1 e 13,2% em
Lδr

′
1 . Considerando o circuito de terceiro harmônico, a maior diferença é 17,2%, tendo
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Tabela 4 – Parâmetros estimados de #m2.
parâmetro calculado estimado diferença
R̃r′

1 (Ω) 0,69 0,82 18,0%

Lm1 (mH) 138,15 138,78 0,5%

Lδs1 (mH) 4,48 4,00 10,7%

Lδr
′

1 (mH) 5,07 4,40 13,2%

R̃r′
3 (Ω) 0,20 0,23 17,2%

Lm3 (mH) 4,69 5,27 12,4%

Lδs3 (mH) 4,02 3,72 7,5%

Lδr
′

3 (mH) 1,81 1,86 2,8%

sido observada em R̃r′
3 , enquanto a menor diferença foi 2,8%, encontrada em Lδr

′
3 . As di-

ferenças referentes aos demais parâmetros do circuito de terceiro harmônico foram 12,4%
em Lm3 e 7,5% em Lδs3 . Conforme já explicado, estas diferenças não são utilizadas para
atestar a acurácia do método de estimação, uma vez que não há como saber o valor ver-
dadeiro dos parâmetros da máquina, pois além de diversas simplificações adotadas, os
mesmos são afetados por fenômenos que são considerados apenas de forma aproximada
no cálculo. Não obstante, esta comparação entre os parâmetros estimados e calculados
permite realizar uma análise qualitativa do resultado de estimação; considerando tudo o
que foi exposto, as diferenças encontradas são aceitáveis.

3.6.2.2 Validação experimental

A validação experimental dos resultados de estimação do protótipo #m2 foi realizada
de forma semelhante a #m1. Desta forma, a validação foi realizada através da comparação
das correntes medidas com aquelas simuladas utilizando tanto os parâmetros estimados
quanto os parâmetros de cálculo no modelo. Inicialmente, utilizou-se os mesmos dados de
partida em vazio que foram usados na estimação dos parâmetros. Após, foram utilizados
os dados referentes ao ensaio onde foi aplicada a carga mostrada na Figura 18.

As Figuras 22a e 22b mostram as correntes medidas e simuladas da fase A do estator
em regime transitório e regime permanente, respectivamente, enquanto a Figura 22 mostra
as mesmas correntes no ensaio com aplicação de carga. Já a Tabela 5 mostra os erros mé-
dios percentuais calculados de acordo com (89) e (90). Segundo a Tabela 5, em vazio, os
erros na amplitude de ĩs1 são 9,3% com parâmetros estimados e 11,5% com parâmetros de
cálculo, enquanto o erro na fase é 1,2% com parâmetros estimados e 1,4% com parâme-
tros de cálculo. Já os erros na amplitude e fase de ĩs3 com parâmetros estimados são iguais
a 10,2% e 0,3%, respectivamente. Utilizando parâmetros de cálculo, o erro na amplitude
de ĩs3 é 11,0%, enquanto o erro na fase de ĩs3 é 0,3%. Nota-se que os erros com parâmetros
estimados são ligeiramente inferiores do que aqueles obtidos com parâmetros de cálculo,
atestando que a simulação com parâmetros estimados reproduz melhor o comportamento
real de #m2 na partida em vazio, conforme pode ser verificado nas Figuras 22a e 22b.

Resultados semelhantes foram observados no caso onde foi aplicada a carga apresen-
tada na Figura 18. A quarta e quinta colunas da Tabela 5 mostram que o erro na amplitude
de ĩs1 é igual a 5,3% com parâmetros estimados e a 5,9% com parâmetros de cálculo, en-
quanto o erro na fase de ĩs1 é 0,0% em ambos os casos. Assim como observado em #m1, os
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Tabela 5 – EMP de ĩs1 and ĩs3 (protótipo #m2).

EMP
trapezoidal sob carga

calc.1 est.2 calc.1 est.2

εA1 11,5% 9,3% 5,9% 5,3%

εA3 11,0% 10,2% - -

εϕ1 1,4% 1,2% 0,0% 0,0%

εϕ3 0,3% 0,3% - -
1parâmetros calculados; 2parâmetros estimados

Figura 21 – Comparação entre isA medida e simulada com tensões trapezoidais em vazio.

(a) transitório

(b) regime permanente

Fonte: o autor (2021).

erros sob carga são menores do que os erros em vazio pelo fato da carga ter sido aplicada
após a partida de #m2, possuindo um período transitório consideravelmente menor do que
aquele observado na partida da máquina, conforme pode ser verificado nas Figuras 22a
e 22. Uma vez que os erros relativos ao regime transitório da partida da máquina são
maiores devido ao fato dos parâmetros mudarem de valor em consequência de alterações
na saturação e do efeito pelicular, isto acarreta em maiores erros relativos à simulação da
partida em vazio.
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Figura 22 – Comparação entre isA medida e simulada sob carga.

Fonte: o autor (2021).

Assim como foi observado na análise de #m1, com base nos resultados obtidos pode-
se afirmar que o comportamento real de #m2 é reproduzido com boa acurácia através
de simulações utilizando os parâmetros estimados com o método baseado na impedância
instantânea modificada. Embora bons resultados também sejam obtidos com simulações
utilizando parâmetros de cálculo, os resultados com os parâmetros estimados são ligeira-
mente superiores.

3.7 Considerações Finais sobre o Método

Neste capítulo, foi apresentado um novo método de estimação de parâmetros de má-
quinas de indução pentafásicas baseado no conceito de impedância instantânea modifi-
cada, a qual consiste em novo conceito introduzido por esta Tese. A validação do método
foi realizada em duas etapas: primeiro, verificou-se através de simulações que a impedân-
cia instantânea modificada é menos sensível a ruídos do que a impedância instantânea;
segundo, o método foi aplicado a dois protótipos de 4,5 kW (#m1) e 5,5 kW (#m2),
com a acurácia das estimativas dos parâmetros sendo indiretamente avaliada através de
comparações das correntes medidas nos ensaios com as correntes simuladas do modelo
implementado com os parâmetros estimados. Neste caso, esta comparação entre corren-
tes medidas e simuladas também envolveu os parâmetros de cálculo dos protótipos. Os
ensaios utilizados nesta última etapa da validação foram a partida em vazio e a operação
sob três condições de carga; assim, foi possível avaliar a validade das estimativas dos
parâmetros em situações típicas de operação da máquina.

De forma geral, pode-se concluir que o método baseado na impedância instantânea
modificada forneceu estimativas de parâmetros que, em conjunto com o modelo dinâmico,
foram capazes de reproduzir o comportamento dos protótipos de forma fidedigna em todas
as situações testadas. Esta conclusão foi fundamentada na comparação entre as correntes
medidas e as simuladas. Os erros médios percentuais na amplitude da CSVI das correntes
do estator ficou abaixo de 10,1% no protótipo #m1 e abaixo de 10,2% no protótipo #m2.
Considerando o erro médio percentual na fase da CSVI das correntes do estator, o mesmo
se manteve abaixo de 1,4% para #m1 e de 1,2% para #m2. Estes erros são ligeiramente
inferiores aos erros encontrados quando utilizados parâmetros de cálculo, provando que
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o método de estimação baseado na impedância instantânea modificada tem potencial de
substituir o cálculo dos parâmetros quando os dados de projeto da máquina de indução
pentafásica não estão disponíveis.

Em comparação a outros procedimentos disponíveis na literatura, as principais vanta-
gens do método apresentado neste capítulo são:

• ensaios de partida em vazio com medição das tensões e correntes do estator, apenas;

• conexão dos enrolamentos do estator em estrela sem neutro, dispensando a neces-
sidade de ligações não usuais dos enrolamentos;

• estimação da velocidade do rotor, resultando em economia de sensores e hardware
de aquisição de dados;

• estimação dos parâmetros mecânicos, essenciais para fins de simulação, mas as-
sunto ainda pouco abordado em trabalhos sobre estimação de parâmetros de má-
quinas de indução pentafásicas;

• estimação dos parâmetros do circuito de terceiro harmônico;

• estimação independente dos parâmetros do circuito fundamental e do circuito de
terceiro harmônico, sem utilização de relações empíricas entre os parâmetros dos
dois circuitos;

• possibilidade de estimação dos parâmetros do circuito fundamental e de terceiro
harmônico a partir de um único ensaio utilizando inversor.

Assim, o método exposto neste capítulo também se mostra uma alternativa viável aos
procedimentos disponíveis na literatura, pois é capaz de preencher diversas lacunas e limi-
tações dos métodos já existentes. A principal limitação do método baseado na impedância
instantânea é a necessidade que não haja carga acoplada ao eixo do motor para realização
do ensaio de partida em vazio, o que pode limitar sua utilização em aplicações onde a
máquina já esteja instalada e com carga acoplada. Não obstante, os métodos descritos nos
próximos capítulos se apresentam como alternativa a esta limitação.
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4 ESTIMAÇÃO DE PARÂMETROS BASEADA NA RES-
POSTA AO DEGRAU DE TENSÃO

Neste capítulo é apresentado um novo método de estimação de parâmetros de má-
quinas de indução pentafásicas, baseado na identificação dos coeficientes das funções de
transferência da máquina com o rotor em repouso a partir da resposta a um degrau de ten-
são. Conforme será demonstrado na sequência, através da escolha adequada das tensões
de fase pode-se chegar a uma situação onde não há produção de torque; neste caso, o rotor
permanece em repouso, simplificando o modelo da máquina e dispensando a necessidade
de medir ou estimar a velocidade do eixo. Será demonstrado também que esta escolha das
tensões de fase excita ambos os circuitos fundamental e de terceiro harmônico, permitindo
a estimação de todos os parâmetros elétricos com um único ensaio.

Embora métodos de estimação de parâmetros de máquinas pentafásicas com o rotor
em repouso já tenham sido propostos, os mesmos utilizam uma versão simplificada do
modelo de regime permanente senoidal em operação equilibrada da máquina pentafásica,
sendo desconsiderados os efeitos do circuito de terceiro harmônico e, consequentemente,
não sendo fornecidas estimativas dos parâmetros referentes a este circuito (YEPES et al.,
2012; RIVEROS et al., 2012). Desta forma, o método aqui descrito é uma contribui-
ção original da Tese, pois diferente de métodos semelhantes disponíveis na literatura, é
baseado na função de transferência obtida do modelo dinâmico da máquina de indução
pentafásica, o qual é válido para qualquer forma de onda de tensão aplicada aos terminais
do estator. Ainda, o método apresentado nesta seção fornece estimativas tanto dos parâ-
metros do circuito fundamental quanto do circuito de terceiro harmônico. Outra caracte-
rística do método apresentado neste capítulo é a possibilidade de mensuração do impacto
da saturação nas estimativas das indutâncias da máquina de indução pentafásica através da
variação da amplitude do degrau de tensão utilizado. Este aspecto também ainda não foi
abordado em trabalhos similares, tratando-se portanto de mais uma contribuição original
da Tese.

O método descrito neste capítulo originou um artigo intitulado Estimation of Parame-
ters of Five-Phase Induction Motors Using Step Voltage at Standstill, o qual foi publicado
no periódico IEEE Transactions on Energy Conversion em junho de 2021 (early access).

Na sequência, são detalhados a obtenção da função de transferência em função dos
parâmetros da máquina de indução pentafásica e os procedimentos necessários para esti-
mação dos parâmetros, bem como os resultados de estimação e a validação experimental
do método.
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4.1 Função de Transferência com o Rotor em Repouso

Esta seção descreve os passos necessários para a obtenção analítica das funções de
transferência da máquina de indução pentafásica com o rotor em repouso. A identificação
dos coeficientes destas funções de transferência é um passo intermediário do método de
estimação apresentado neste capítulo, conforme será explicado em detalhes nas próximas
seções. Analisando o modelo descrito pelas expressões (4)-(13) do Capítulo 2, constata-
se que a máquina de indução pentafásica é um sistema não-linear, não sendo possível
representá-lo por funções de transferência nem analisá-lo através das teorias e ferramen-
tas largamente utilizadas na análise de sistemas lineares. Por outro lado, quando ω é
constante, a equação do torque pode ser desconsiderada e como consequência o modelo
dinâmico da máquina de indução pentafásica torna-se linear, permitindo a utilização de
toda teoria para análise e identificação de sistemas lineares disponível na literatura. Além
disto, quando ω = 0, o modelo assume uma forma mais simples e mais fácil de trabalhar.
No caso do circuito fundamental, tem-se:

ṽs1 = R̃s · ĩs1 + pψ̃s1 (91)

0 = R̃r′

1 · ĩr
′

1 + pψ̃r
′

1 (92)

ψ̃s1 = L̃s1 · ĩs1 + Lm1 · ĩr
′

1 (93)

ψ̃r
′

1 = L̃r
′

1 · ĩr
′

1 + Lm1 · ĩs1 (94)

No caso do circuito de terceiro harmônico, o modelo com ω = 0 é descrito por:

ṽs3 = R̃s · ĩs3 + pψ̃s3 (95)

0 = R̃r′

3 · ĩr3 + pψ̃r
′

3 (96)

ψ̃s3 = L̃s3 · ĩs3 + Lm3 · ĩr
′

3 (97)

ψ̃r
′

3 = L̃r
′

3 · ĩr
′

3 + Lm3 · ĩs3 (98)

Existem diversas formas de se obter ω = 0. A mais simples é bloquear o rotor,
impedindo-o de girar. Entretanto, este tipo de situação não é muito prática, pois exige
a utilização de algum dispositivo mecânico robusto o suficiente para manter o rotor blo-
queado, além de não ser facilmente aplicável caso a máquina já esteja instalada. Outra
possibilidade mais interessante de se obter velocidade nula é através da escolha das ten-
sões de fase de forma que não seja produzido torque, implicando que o rotor permanece
em repouso e, consequentemente, resultando em ω = 0. Considerando as transformações
dadas por (36)-(39), nota-se que se forem aplicadas tensões de fase aos enrolamentos do
estator tais que vsB = vsE e vsC = vsD, onde vsA · · · vsB representam as tensões de fase do es-
tator, as tensões de eixo d e q do estator do circuito fundamental e do circuito de terceiro
harmônico assumem a forma que segue:

vsd1 = vsA + 2 · vsB · cos

(
2π

5

)
+ 2 · vsC · cos

(
4π

5

)
(99)

vsq1 = 0 (100)

vsd3 = vsA + 2 · vsB · cos

(
4π

5

)
+ 2 · vsC · cos

(
2π

5

)
(101)

vsq3 = 0. (102)



73

Neste caso, assim como vsq1 e vsq3 , as correntes isq1 e isq3 também são nulas, resultando
em T 1

e = T 3
e = 0 e ω = 0.

Uma vez que as tensões e correntes de eixo q tanto do circuito fundamental quanto do
circuito de terceiro harmônico são nulas, pode-se reescrever (91)-(98) para a componente
de sequência x conforme segue:

vsdx = R̃s · isdx + pψsdx (103)

0 = R̃r′

x · ird
′

x + pψrd
′

x (104)

ψsdx = L̃sx · isdx + Lmx · ird
′

x (105)

ψrd
′

x = L̃r
′

x · ird
′

x + Lmx · isdx (106)

Como o sistema de equações anterior, dado por (103)-(106), é um sistema linear,
pode-se usar Transformadas de Laplace, cujas expressões são dadas por:

V sd
x (s) = R̃s · Isdx (s) + sΨsd

x (s) (107)

0 = R̃r′

x · Ird
′

x (s) + sΨrd′

x (s) (108)

Ψsd
x (s) = L̃sx · Isdx (s) + Lmx · Ird

′

x (s) (109)

Ψrd′

x (s) = L̃r
′

x · Ird
′

x (s) + Lmx · Isdx (s) (110)

A equação (109) pode ser reescrita como:

Ird
′

x (s) =
Ψsd
x (s)− L̃sx · Isdx (s)

Lmx
(111)

Inserindo a expressão anterior em (110), tem-se:

Ψrd′

x (s) = Lmx · Isdx (s) +
L̃r

′
x

Lmx
·
[
Ψsd
x (s)− L̃sx · Isdx (s)

]
(112)

Substituindo (111) e (112) em (108), obtém-se:

0 =
R̃r′
x

Lmx
·
[
Ψsd
x (s)− L̃sx · Isdx (s)

]
+ s

{
Lmx · Isdx (s) +

L̃r
′
x

Lmx
·
[
Ψsd
x (s)− L̃sx · Isdx (s)

]}

0 = Isdx (s) ·

[
s

(
Lmx −

L̃sx · L̃r
′
x

Lmx

)
− L̃sx · R̃r′

x

Lmx

]
+ Ψsd

x (s) ·

(
s
L̃r

′
x

Lmx
+
R̃r′
x

Lmx

)

Ψsd
x (s) = Isdx (s) ·

s
(
L̃sx · L̃r

′
x − Lmx 2

)
+ L̃sx · R̃r′

x

sL̃r′x + R̃r′
x

(113)
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Inserindo a última expressão em (107), obtém-se:

V sd
x (s) = R̃s · Isdx (s) + sIsdx (s) ·

s
(
L̃sx · L̃r

′
x − Lmx 2

)
+ L̃sx · R̃r′

x

sL̃rx + R̃r′
x

V sd
x (s) = Isdx (s) ·

R̃s ·
(
sL̃r

′
x + R̃r′

x

)
+ s2

(
L̃sx · L̃rx − Lmx 2

)
+ sL̃sx · R̃r′

x

sL̃r′x + R̃r′
x



V sd
x (s) = Isdx (s) ·

s2 + s

(
L̃sx · R̃r′

x + L̃r
′
x · R̃s

L̃sx · L̃r
′
x − Lmx 2

)
+

R̃s · R̃r′
x

L̃sx · L̃r
′
x − Lmx 2(

L̃r
′
x

L̃sx · L̃r
′
x − Lmx 2

)
·

(
s+

R̃r′
x

L̃r′x

) (114)

A função de transferência é, portanto:

Isdx (s)

V sd
x (s)

= Gx(s) =

(
L̃r

′
x

L̃sx · L̃r
′
x − Lmx 2

)
·

(
s+

R̃r′
x

L̃r′x

)

s2 + s

(
L̃sx · R̃r′

x + L̃r
′
x · R̃s

L̃sx · L̃r
′
x − Lmx 2

)
+

R̃s · R̃r′
x

L̃sx · L̃r
′
x − Lmx 2

(115)

Nota-se que a função de transferência obtida representa fisicamente o comportamento
dinâmico da admitância da componente do eixo d do estator para a componente de sequên-
cia x quando a máquina de indução pentafásica é submetida a um degrau de tensão com o
rotor parado. Adicionalmente, nota-se que (115) apresenta um zero e dois polos, tratando-
se portanto de um sistema de segunda ordem. Reitera-se que, embora existem diversas
possibilidades de definição de funções de transferência para a máquina de indução penta-
fásica com o rotor parado, a função de transferência dada por (115) é bastante conveniente
para fins de estimação de parâmetros pois exige apenas medições das tensões e correntes
do estator, as quais podem ser facilmente realizadas.

4.2 Estimação dos Parâmetros a Partir da Identificação da Função
de Transferência

A função de transferência da componente de sequência x, descrita por (115), pode ser
representada de forma genérica como:

Gx(s) =
s n1,x + n2,x

s2 + s d1,x + d2,x
. (116)

A partir das medições da corrente do estator correspondente à aplicação de uma deter-
minada tensão à máquina com o rotor em repouso, é possível determinar os coeficientes
n1,x, n2,x, d1,x e d2,x de (116) através de algum dos diversos métodos de identificação
de funções de transferência disponíveis na literatura. Após a identificação dos coeficien-
tes da função de transferência, os parâmetros da máquina podem ser obtidos através da
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comparação entre (116) e (115), obtendo-se as seguintes relações:

R̃s =
d2,x
n2,x

(117)

L̃sx =
d2,x
n2,x

(
d1,x
d2,x
− n1,x

n2,x

)
(118)

L̃r
′
x

R̃r′
x

=
n1,x

n2,x

(119)

Lmx
2

L̃r′x
=
d2,x
n2,x

(
d1,x
d2,x
− n1,x

n2,x

− n2,x

n1,x · d2,x

)
. (120)

Nota-se que apenas R̃s e L̃sx podem ser estimados separadamente. Já os demais pa-
râmetros não podem ser estimados de forma direta, sendo obtidas apenas relações mate-
máticas entre os mesmos. Desta forma, são propostos dois procedimentos para a deter-
minação destes parâmetros: no primeiro, utiliza-se um fator de proporcionalidade entre
as indutâncias de dispersão do estator e do rotor do circuito fundamental; no segundo, é
realizado um ensaio adicional com quatro fases abertas para determinação da indutância
de dispersão do estator. Ambos os procedimentos são descritos na sequência.

4.2.1 Uso de fator de proporcionalidade entre as indutâncias de dispersão

Neste procedimento, supõe-se a existência de um fator de proporcionalidade entre
as indutâncias de dispersão do estator e do rotor do circuito fundamental, Kδ, de forma
similar ao adotado em máquinas de indução trifásicas. Neste caso, tem-se que:

Lδs1 = Kδ · Lδr
′

1 . (121)

Uma vez que foi assumido que os parâmetros do rotor foram refletidos ao estator, as
indutâncias L̃r1 e L̃s1 podem ser reescritas como:

L̃s1 = Lm1 + Lδs1 (122)

L̃r1 = Lm1 + Lδr
′

1 . (123)

Inserindo (121) em (122), obtém-se:

L̃s1 = Lm1 +Kδ · Lδr
′

1 . (124)

Em se tratando de máquinas de indução trifásicas, o valor do fator de proporcionali-
dade entre as indutâncias de dispersão é dado por normas técnicas e varia de acordo com a
categoria da máquina (IEEE, 2018). Em comparação, não existem normas similares para
máquinas de indução pentafásicas, não havendo portanto nenhum procedimento padrão
para a obtenção de Kδ. Uma possibilidade é a utilização de valores normalizados para
máquinas de indução trifásicas de classe semelhante à da máquina de indução pentafásica
da qual se deseja estimar os parâmetros.

Assumindo que a indutância de dispersão do estator do circuito de terceiro harmô-
nico é idêntica à indutância de dispersão do circuito fundamental (PEREIRA et al., 2006;
LEVI, 2008), tem-se que:

Lδs3 = Lδs1 . (125)
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A partir de (123)-(124) e definindo as constantes

ax =
d2,x
n2,x

(
d1,x
d2,x
− n1,x

n2,x

)
(126)

bx =
n1,x

n2,x

(127)

cx =
d2,x
n2,x

(
d1,x
d2,x
− n1,x

n2,x

− n2,x

n1,x · d2,x

)
, (128)

pode-se reescrever (118)-(120) da seguinte forma:

ax = Lmx +Kδ · Lδr
′

x (129)

bx =
Lmx + Lδr

′
x

R̃r′
x

(130)

cx =
Lmx

2

Lmx + Lδr′x

. (131)

Isolando-se Lmx em (129) e inserindo-o em (131), para o circuito fundamental, onde
x = 1, tem-se:

c1 =

(
a1 −Kδ · Lδr

′
1

)2
a1 + Lδr

′
1 (1−Kδ)

. (132)

A última expressão pode ser manipulada para se obter a expressão dada a seguir.

Lδr
′

1

2
+

[
c1 (Kδ − 1)

Kδ
2 − 2a1

Kδ

]
· Lδr′1 +

a1
2 − a1 · c1
Kδ

2 = 0 (133)

Existem duas soluções analíticas para (133), as quais seguem abaixo.

Lδr
′

1,a =

[
c1 (1−Kδ)

Kδ
2 +

2a1
Kδ

]
+

√[
c1 (Kδ − 1)

Kδ
2 − 2a1

Kδ

]2
− 4

(
a1

2 − a1 · c1
Kδ

2

)
2

(134)

Lδr
′

1,b =

[
c1 (1−Kδ)

Kδ
2 +

2a1
Kδ

]
−

√[
c1 (Kδ − 1)

Kδ
2 − 2a1

Kδ

]2
− 4

(
a1

2 − a1 · c1
Kδ

2

)
2

(135)

Embora tanto (134) quanto (135) estejam matematicamente corretas, apenas a solução
Lδr

′

1,b permite que se obtenha um conjunto de parâmetros fisicamente factível. Desta forma,
tem-se que:

Lδr
′

1 = Lδr
′

1,b (136)

Os demais parâmetros do circuito fundamental são determinados inserindo (136) em
(121), (129) e (130), resultando nas expressões que seguem.

Lδs1 = Kδ · Lδr
′

1 (137)

Lm1 = a1 −Kδ · Lδr
′

1 (138)

R̃r′

1 =
Lm1 + Lδr

′
1

b1
(139)
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Figura 23 – Ensaio adicional para a estimação de Lδs1 .

Fonte: o autor (2021).

Para o terceiro harmônico (x = 3), os parâmetros são obtidos inserindo Lδs1 e (125)
em (129), (130) e (131), conforme mostrado abaixo.

Lδs3 = Lδs1 (140)

Lm3 = a3 − Lδs3 (141)

Lδr
′

3 =

(
a3 − Lδs3

)2
c3

− a3 + Lδs3 (142)

R̃r′

3 =
a3 − Lδs3 + Lδr

′
3

b3
(143)

Nota-se que ao se optar por este procedimento, apenas um ensaio é necessário para
estimar todos os parâmetros elétricos da máquina de indução pentafásica, tornando-o uma
potencial alternativa para utilização em sistemas de autocomissionamento.

4.2.2 Ensaio adicional de fase aberta

O segundo procedimento proposto envolve a realização de um ensaio adicional, onde
a fase A do estator é alimentada enquanto as demais fases são mantidas em aberto. O
objetivo é determinar a indutância de dispersão do estator a partir das tensões induzidas
nos enrolamentos. A Figura 23 ilustra este ensaio.

O procedimento é baseado nas equações gerais da máquina de indução pentafásica, as
quais são descritas em (PEREIRA et al., 2004a,b, 2006).

[v]s = [R]s [i]s +
d[ψ]s

dt
(144)

[0] = [R]r [i]r +
d[ψ]r

dt
(145)

[ψ]s = [L]ss [i]s + [L]sr [i]r (146)
[ψ]r = [L]rs [i]s + [L]rr [i]r. (147)
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Nas expressões anteriores, [v]s = [vsA v
s
B v

s
C v

s
D vsE]T são as tensões de fase do esta-

tor; [i]s = [isA i
s
B i

s
C i

s
D isE]T e [i]r = [irA i

r
B · · · irN ]T são, respectivamente, as correntes de

fase do estator e do rotor, sendoN o número de fases do rotor; [ψ]s = [ψsA ψ
s
B ψ

s
C ψ

s
D ψsE]T

e [ψ]r = [ψrA ψ
r
B · · · ψrN ]T representam, respectivamente, os fluxos do estator e do rotor.

As matrizes de indutâncias mútuas, [L]sr e [L]rs, bem como a matriz das resistências do
rotor, [R]r, não são utilizadas no procedimento aqui proposto, portanto não serão detalha-
das. A matriz das resistências do estator é dada por:

[R]s =


Rs 0 0 0 0
0 Rs 0 0 0
0 0 Rs 0 0
0 0 0 Rs 0
0 0 0 0 Rs

 . (148)

Na última expressão, Rs é a resistência de uma fase do estator. A matriz das indu-
tâncias do estator, [L]ss, pode ser escrita como [L]ss = [L]ssh + [L]ssδ , onde [L]ssh e [L]ssδ
são:

[L]ssh =


LhsAA LhsAB LhsAC LhsAD LhsAE
LhsBA LhsBB LhsBC LhsBD LhsBE
LhsCA LhsCB LhsCC LhsCD LhsCE
LhsDA LhsDB LhsDC LhsDD LhsDE
LhsEA LhsEB LhsEC LhsED LhsEE

 (149)

[L]ssδ =


Lδs 0 0 0 0
0 Lδs 0 0 0
0 0 Lδs 0 0
0 0 0 Lδs 0
0 0 0 0 Lδs

 . (150)

Nas últimas expressões, Lsδ é a indutância de dispersão do estator, a qual é assumida
idêntica para todos os circuitos harmônicos (PEREIRA et al., 2006; LEVI, 2008), e Lhsjk é
a indutância mútua entre as fases k e j, cujos eixos estão distantes de αjk graus elétricos.

Lhsjk =
∞∑
n=1

L̂ssn cos (nαjk) (151)

Na expressão anterior, L̂ssn representa o valor máximo da indutância para o harmônico
de ordem n. Uma vez que isB = isC = isD = isE = 0 e [i]r = [0] em regime permanente,
considerando (151) com n ∈ {1,3}, pode-se reescrever (146) conforme segue.

ψsA =
(
L̂ss1 + L̂ss3 + Lδs

)
isA (152)

ψsB =

[
L̂ss1 · cos

(
−2π

5

)
+ L̂ss3 · cos

(
−6π

5

)]
isA (153)

ψsC =

[
L̂ss1 · cos

(
−4π

5

)
+ L̂ss3 · cos

(
−12π

5

)]
isA (154)

ψsD =

[
L̂ss1 · cos

(
4π

5

)
+ L̂ss3 · cos

(
12π

5

)]
isA (155)

ψsE =

[
L̂ss1 · cos

(
2π

5

)
+ L̂ss3 · cos

(
6π

5

)]
isA (156)
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Considerando a paridade da função cosseno e a simetria dos enrolamentos do estator,
obtêm-se três equações linearmente independentes a partir de (152)-(156). Uma vez que
ψsE = ψsB e ψsD = ψsC devido à simetria dos enrolamentos do estator, pode-se expressar as
equações (153)-(154) para o instante de tempo t0 conforme segue.

1 1 1

cos

(
2π

5

)
cos

(
6π

5

)
0

cos

(
4π

5

)
cos

(
12π

5

)
0


L̂

ss
1

L̂ss3

Lδs

 =



ψsA(t0)

isA(t0)
ψsB(t0)

isA(t0)
ψsC(t0)

isA(t0)

 (157)

O sistema de equações dado por (157) é válido desde que t0 seja suficientemente longo
para que o regime permanente seja atingido, implicando em [i]r = [0]. Neste caso, ψsA(t0),
ψsB(t0) e ψsC(t0) são obtidos de (144) e de medições de isA, vsA, vsB e vsC conforme segue.

ψsA(t0) =

ˆ t0

0

[vsA(τ)−Rs isA(τ)] dτ (158)

ψsB(t0) =

ˆ t0

0

vsB(τ) dτ (159)

ψsC(t0) =

ˆ t0

0

vsC(τ) dτ (160)

Por fim, a estimativa da indutância de dispersão do estator, Lδsx = Lδs, é obtida a partir
da solução de (157).

Os demais parâmetros são estimados de Lδsx e (118)-(120) conforme segue.

Lmx =
d2,x
n2,x

(
d1,x
d2,x
− n1,x

n2,x

)
− Lδsx (161)

Lδr
′

x =

[
d2,x

n2,x · Lmx 2

(
d1,x
d2,x
− n1,x

n2,x

− n2,x

n1,x · d2,x

)]−1
− Lmx (162)

Rr′

x =
n2,x

n1,x

(
Lmx + Lδr

′

x

)
(163)

4.3 Aspectos Práticos da Implementação do Método Proposto

Nesta seção são discutidos aspectos práticos da implementação do método apresen-
tado neste capítulo, tais como filtragem e tratamento dos dados experimentais, identifi-
cação da função de transferência Gx(s), realização dos ensaios e o impacto da saturação
magnética nos resultados de estimação. Ao final da seção, é apresentado o fluxograma do
método.

4.3.1 Filtragem e tratamento dos dados experimentais

Uma vez que o método de estimação proposto neste capítulo utiliza dados experimen-
tais para estimar os parâmetros da máquinas de indução pentafásicas, os mesmos devem
ser filtrados e condicionados de forma a mitigar o ruído e demais não idealidades in-
troduzidas pelo processo de aquisição de dados. Por outro lado, deve-se ter cuidado ao
definir a topologia do filtro de forma a evitar que sejam introduzidas distorções às medi-
ções das grandezas. Desta forma, após a análise e teste de diversas topologias, decidiu-se



80

Figura 24 – Corrente da fase A do estator obtida no ensaio com degrau de tensão (protótipo
de 4,5 kW).

Fonte: o autor (2021).

pela utilização de um filtro digital de Resposta ao Impulso de Duração Infinita (filtro IIR)
passa-baixas de ordem 4 e fase zero (OPPENHEIM; SCHAFER, 2011) com frequência de
corte igual a 50 Hz. Este tipo de filtro com as características citadas foi o que demonstrou
os melhores resultados entre todas as alternativas avaliadas. De forma a ilustrar o efeito
deste filtro, a Figura 24 mostra o resultado da filtragem da corrente da fase A do estator
obtida em um ensaio com o protótipo #m1.

4.3.2 Identificação deGx(s)

Uma vez que o número de zeros e polos de Gx(s) é conhecido, a determinação dos
mesmos é considerado um problema de identificação do tipo caixa-branca. Existem inú-
meras formas de resolver este tipo de problema, tais como métodos baseados em Re-
gressão Linear e Mínimos Quadrados (LJUNG, 1999). Todos os resultados mostrados
neste capítulo foram obtidos através da função tfest do MATLAB®, a qual implementa um
algoritmo de mínimos quadrados não linear baseado no método de região de confiança
refletiva (COLEMAN; LI, 1996, 1994).

4.3.3 Realização dos ensaios

Teoricamente, a identificação de funções de transferência exige a aplicação de sinais
de entradas capazes de excitar todos os modos do sistema. Entre as diversas possibilidades
existentes, optou-se pelo uso de degraus de tensão dada a facilidade de aplicação deste tipo
de sinal, bem como por este tipo de entrada possuir o grau de persistência de excitação
necessário para determinar o ganho estático e as constantes de tempo dominantes deGx(s)
(LJUNG, 1999).

Outro aspecto importante quanto ao ensaio é a necessidade de imposição de vsB = vsE
e vsC = vsD para garantir que nenhum torque seja produzido, resultando em ωx = 0. Uma
das formas de garantir este requisito é alimentando a fase A e conectando as demais fases
ao terminal negativo da fonte de alimentação, conforme mostrado na Figura 25. Além da
facilidade de montagem e execução, optou-se por este arranjo para minimizar o sobrea-
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Figura 25 – Arranjo usado para a execução do ensaio com degrau de tensão.

Fonte: o autor (2021).

quecimento do motor, uma vez que a corrente que entra na fase A flui pelas demais fases
mantendo a mesma amplitude. Outra vantagem deste arranjo é a necessidade de apenas
duas medições de tensão e duas medições de corrente, dado que vsB = vsC = vsD = vsE e
isB = isE e isC = isD devido à simetria dos enrolamentos do estator.

4.3.4 Impacto da Saturação sobre os Parâmetros

O modelo descrito no Capítulo 2 considera que todos os parâmetros são obtidos a
partir de um determinado nível de saturação das partes ferromagnéticas da máquina, não
sendo assegurada sua validade em outros níveis de saturação. Além de impactar no valor
das indutâncias, a saturação magnética também produz conteúdo harmônico na indução
do entreferro, influenciando as perdas joule e as perdas magnéticas. Assim, para garan-
tir que os parâmetros sejam estimados considerando o nível de saturação observado na
operação nominal da máquina, a amplitude do degrau de tensão utilizado no ensaio deve
ser criteriosamente escolhida. Este nível de saturação relacionado à operação nominal
pode ser associado com o valor máximo da indução na coroa do estator, Bc, o qual é
proporcional à corrente em vazio, I0, conforme segue.

Bc ∝
5

2
· I0 ·

√
2 (164)

Dado que, no ensaio proposto, a corrente em regime permanente depende apenas da
tensão e da resistência do estator, a amplitude do degrau de tensão que produz o nível de
saturação nominal, Vop, é calculado de forma aproximada conforme segue.

Vop ∼=
5

2
· R̃s · I0 ·

√
2 (165)

A dedução de (164) e (165) encontra-se no Apêndice B. Para confirmar a validade de
(165), foram realizadas simulações do protótipo #m1 através do Método dos Elementos
Finitos utilizando o software ANSYS Electronics®. Dados detalhados sobre a simulação,
tais como a malha utilizada, a curva de magnetização do material das chapas e demais
informações relevantes da simulação são apresentados no Apêndice C. A Figura 26 mos-
tra o modelo do protótipo juntamente com as seções utilizadas para cálculo do módulo
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Figura 26 – Modelo do protótipo analisado no ANSYS Electronics® e seções utilizadas
para cálculo do módulo da indução.

Figura 27 – Resultados obtidos com Elementos Finitos para o módulo da indução na coroa
do estator para diferentes tensões.

Fonte: o autor (2021).

das induções. Analisou-se a distribuição da indução usando degraus de tensão com am-
plitudes entre 50% e 150% daquela obtida através de (165). Na Figura 27, é mostrado o
módulo da indução na seção da coroa indicada na Figura 26, enquanto a Figura 28 apre-
senta os módulos das induções através das seções indicadas dos dentes do estator e do
rotor. Verifica-se que a saturação nos dentes do estator é maior do que aquela produzida
nos dentes do rotor para uma mesma tensão. Os resultados apresentados nas Figuras 27 e
28 indicam que quanto maior for a tensão de entrada, maior será o nível de saturação da
máquina, confirmando a necessidade de utilizar tensões com amplitudes adequadas para
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Figura 28 – Resultados obtidos com Elementos Finitos para o módulo da indução nos
dentes do estator (esquerda) e nos dentes do rotor (direita) em função do comprimento `
da seção mostrada na Figura 26 para diferentes tensões.

Fonte: o autor (2021).

Tabela 6 – Componente fundamental do fluxo do entreferro obtido com Elementos Finitos.
v/Vop

1 0,50 0,70 0,85 1,00 1,15 1,30 1,50
fluxo (mWb) 3,38 4,50 5,40 5,89 6,13 6,34 6,51

diferença (%) 43,6 24,9 9,9 1,7 -2,2 -5,8 -8,6
1v- tensão aplicada; Vop- degrau que produz o fluxo nominal

estimar os parâmetros com o nível de saturação observado na operação nominal. Estes
resultados também sugerem a possibilidade de verificar o impacto da saturação nos parâ-
metros quando os mesmos forem estimados utilizando o método descrito neste capítulo,
uma vez que para cada amplitude de tensão, haverá um certo nível de saturação magnética
associado.

Na Tabela 6 é apresentada uma comparação entre a componente fundamental do fluxo
através do entreferro na operação senoidal nominal com o fluxo obtido através de degraus
de tensão com diversas amplitudes, sendo todos estes resultados obtidos através do Mé-
todo dos Elementos Finitos. A terceira linha da tabela mostra a diferença percentual entre
os fluxos, sendo adotado o fluxo da operação nominal como referência. A coluna 5 da Ta-
bela 6 mostra que o fluxo obtido com um degrau de amplitude Vop difere apenas em 1,7%
do fluxo nominal, confirmando a validade de (165) para a determinação da tensão necessá-
ria para obtenção do fluxo observado na operação nominal da máquina. Adicionalmente,
a Figura 29 mostra o componente radial da indução no entreferro obtido na operação no-
minal da máquina em comparação com a indução observada no ensaio com degrau de
tensão cuja amplitude é Vop, enquanto a Figura 30b apresenta o conteúdo harmônico des-
tas induções. Analisando estas figuras, nota-se que a componente fundamental da indução
de ambos os casos é muito similar, corroborando a validade de (165). Ainda, a Figura 30b
mostra que o ensaio com degrau de tensão de amplitude Vop origina uma onda de terceiro
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Figura 29 – Indução no entreferro sob um par de polos.

(a) componente radial da indução no entreferro

(b) conteúdo harmônico normalizado pelo componente fundamental

Fonte: o autor (2021).

Figura 30 – Linhas de fluxo magnético obtidas com Elementos Finitos.

(a) senoidal (b) trapezoidal (c) degrau

Fonte: o autor (2021).

harmônico na indução de aproximadamente um terço da onda fundamental; este resultado
atesta que o método proposto é capaz de estimar os parâmetros tanto do circuito funda-
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Figura 31 – Magnitudes da indução obtidas com Elementos Finitos.

(a) senoidal (b) trapezoidal (c) degrau

Fonte: o autor (2021).

mental quanto do circuito de terceiro harmônico utilizando o mesmo ensaio. A Figura
31a apresenta as linhas de fluxo magnético obtidas com tensões senoidais nominais, en-
quanto a Figura 31b mostra as linhas de fluxo obtidas com tensões trapezoidais contendo
um componente de terceiro harmônico equivalente a 15% da componente fundamental e
a Figura 31c apresenta as linhas de fluxo observadas com o degrau de tensão de amplitude
igual a Vop. Verifica-se que a distribuição do fluxo é semelhante para as três tensões apli-
cadas, especialmente nos casos da tensão trapezoidal e do degrau de tensão, confirmando
que o ensaio com degrau é uma alternativa viável para a estimação dos parâmetros da
máquina de indução pentafásica. Já Figura 31 mostra as magnitudes da indução obtidas
para os mesmos três casos, levando a conclusão semelhante dada a similaridade entre o
caso da tensão trapezoidal (Figura 32b) e do degrau de tensão de tensão (Figura 32c).

4.3.5 Resumo e Fluxograma do Método

Conforme visto nas subseções anteriores, o resultado da estimação é influenciado por
diversos aspectos, com destaque para a amplitude do degrau de tensão utilizado no ensaio
e a alternativa escolhida para a estimação de Lδsx , Lδr′x e R̃r′

x . Inicialmente, deve-se de-
terminar a amplitude do degrau de tensão que produza a mesma saturação observada na
operação nominal, dada por (165). Após, aplica-se o degrau de tensão e identifica-se os
coeficientes da função de transferência Gx(s), a partir dos quais estimam-se R̃s e L̃sx. Por
fim, deve-se escolher qual das alternativas será utilizada na estimação de Lδsx , Lδr′x e R̃r′

x : o
uso de um fator de distribuição entre as indutâncias de dispersão do circuito fundamental
ou a realização de um ensaio adicional para a determinação de Lδsx . O fluxograma mos-
trado na Figura 32 sumariza os passos necessários para a aplicação do método proposto
neste capítulo.

4.4 Resultados e Validação Experimental

Nesta seção, são apresentados os resultados e a validação experimental do método
baseado na resposta ao degrau de tensão envolvendo os protótipos #m1 e #m2, cujas
características principais são mostrados no Apêndice A. Os degraus de tensão dos ensaios
foram gerados utilizando um conversor estático CC-CC de topologia buck. Os parâmetros
de ambos os protótipos foram estimados a partir de ensaios com aplicação de degraus de
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Figura 32 – Fluxograma do método baseado na resposta ao degrau de tensão.
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Fonte: o autor (2021).

tensão de amplitude igual a aproximadamente 0,5Vop, 0,7Vop, 0,85Vop e Vop, de forma a
verificar o impacto da saturação magnética nos resultados, em especial nas estimativas das
indutâncias de magnetização e de dispersão por serem os parâmetros mais afetados pelo
nível de saturação das partes ferromagnéticas em máquinas de indução (KLAES, 1993;
PERETTI; ZIGLIOTTO, 2012; CARRARO; ZIGLIOTTO, 2014). Evitou-se a realização
de ensaios com tensão superior a Vop para minimizar o risco de danos aos enrolamentos
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dos protótipos, uma vez que não há ventilação devido ao rotor permanecer em repouso
durante os ensaios.

Assim, os parâmetros de #m1 e #m2 foram estimados para os diferentes degraus de
tensão através da utilização do ensaio adicional para estimação da indutância de dispersão
do estator. No caso da alternativa de utilização do fator de proporcionalidade entre as
indutâncias de dispersão do circuito fundamental, a fim de realizar ensaios adicionais, os
parâmetros foram estimados apenas através do ensaio com degrau de tensão de amplitude
igual a Vop. Justifica-se esta escolha por ainda não haver estudos sobre a determinação
deste fator de proporcionalidade no caso de máquinas de indução pentafásicas, tampouco
existe informação confiável sobre a variação deste fator em função do nível de saturação
magnética, a qual ocorre e deve ser considerada no caso de máquinas de indução trifásicas
(MASADEH; PILLAY, 2020).

A validação dos resultados de estimação de #m1 e #m2 foi feita de forma semelhante
ao realizado no Capítulo 3. Ou seja, foram realizadas comparações entre as correntes
medidas em ensaio e as correntes obtidas através de simulação implementando o modelo
com os parâmetros estimados. Neste caso, utilizaram-se as estimativas obtidas nos en-
saios com degrau de tensão de amplitude Vop por estarem associados à operação nominal
da máquina. Os ensaios utilizados para a comparação entre as correntes medida e simula-
das dos protótipos foram os de partida em vazio com tensões trapezoidais e com aplicação
de carga e tensões senoidais. Desta forma, verificou-se indiretamente a acurácia dos pa-
râmetros estimados no que concerne à reprodução do comportamento dos protótipos #m1
e #m2 em condições de operação usuais de máquinas de indução. Esta análise foi reali-
zada com base nos erros médios percentuais (EMP), determinados através de (89) para a
amplitude e de (90) para a fase das CSVI das correntes do estator.

4.4.1 Resultados para o Protótipo #m1

Conforme explicado, os parâmetros de #m1 foram estimados através de ensaios com
degraus de tensão com amplitude variando entre 0,5Vop e Vop no caso onde foi utilizado
ensaio adicional para a estimação de Lδsx . No que tange ao ensaio associado ao nível
de saturação observado na operação nominal do protótipo #m1, com base em (165) e
nas informações mostradas no Apêndice A, Vop foi calculada como sendo igual a 6,1 V.
As Figuras 34a e 34b mostram as componentes d das correntes do estator do circuito
fundamental e de terceiro harmônico, respectivamente, medidas nos ensaios. Conforme
explicado na Seção 4.1, as componentes de eixo q das correntes, tensões e fluxos são
nulas devido à escolha das tensões de fase com vsB = vsE e vsC = vsD. Este conjunto de
tensões garante que não seja produzido torque e o rotor permaneça em repouso durante os
ensaios. As ondulações mostradas nas correntes das Figuras 34a e 34b ocorrem devido à
frequência de chaveamento da fonte utilizada para gerar o degrau de tensão utilizado nos
ensaios. Embora fosse possível filtrar estes sinais com uma frequência de corte menor de
forma a eliminar completamente estas ondulações, este processo introduziria distorções
de fase que seriam propagadas às estimativas dos parâmetros, podendo comprometer o
resultado de estimação. Analisando a Figura 34a, nota-se que isd1 leva aproximadamente
3 segundos para atingir o regime permanente no caso onde foi utilizado o degrau com
tensão igual a Vop. No caso de isd3 , o tempo para que o regime permanente seja atingido é
de aproximadamente 0,2 segundos, conforme pode ser confirmado na Figura 34b.

As tensões dos enrolamentos do estator medidas nos ensaios adicionais para a estima-
ção da indutância de dispersão do estator são mostradas nas Figuras 35a (fase 2) e 35b
(fase 3), considerando os quatro ensaios realizados. Nestas tensões também notam-se as
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ondulações introduzidas pela fonte utilizada para gerar os degraus de tensão utilizados
nos ensaios. Nota-se ainda que estas tensões induzidas possuem uma amplitude bastante
reduzida. Por exemplo, no ensaio com degrau de tensão com amplitude igual a Vop, o
valor de pico de vsB é igual a 0,3 V e o valor de pico de vsC é –1,1 V.

Na Figura 36a, são mostradas as componentes de eixo d das CSVI das tensões do
estator do circuito fundamental e de terceiro harmônico obtidas no ensaio com degrau
de tensão de amplitude igual a Vop, enquanto a Figura 36b mostra a componente de eixo
d de ĩs1 obtida neste mesmo ensaio em comparação com a corrente obtida por simula-
ção da função de transferência identificada relativa ao circuito fundamental. Neste caso,
utilizou-se a tensão vsd1 mostrada na Figura 36a como entrada. Nota-se que há uma boa
correspondência entre as curvas experimental e simulada, com um erro médio de apenas
0,7%. Este erro foi determinado a partir da média do módulo dos erros de cada amostra
das curvas, utilizando a medição como referência. Já a Figura 36c mostra a componente
de eixo d de ĩs3 obtida experimentalmente comparada com aquela obtida através de simu-
lação da função de transferência identificada do circuito de terceiro harmônico, onde foi
utilizada como entrada a tensão vsd3 mostrada na Figura 36a. Neste caso também se ob-
serva uma boa correspondência entre as correntes medida e simulada, sendo encontrado

Figura 33 – Componente d de ĩsx (protótipo #m1).

(a) circuito fundamental

(b) circuito de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).
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Figura 34 – Tensões induzidas nos enrolamentos (protótipo #m1).

(a) fase B

(b) fase C

Fonte: o autor (2021).

um erro médio de apenas 0,5%, o qual foi determinado conforme realizado com isd1 .
Assim, de forma geral, pode-se afirmar que as funções de transferência com rotor em

repouso dos circuitos fundamental e de terceiro harmônico foram identificadas com boa
acurácia considerando o ensaio com degrau de tensão de amplitude igual a Vop. Conforme
explicado, é de extrema importância que a identificação dos coeficientes destas funções
de transferência seja realizada com boa acurácia, dado que são utilizados na estimação
dos parâmetros da máquina de indução pentafásica. As funções de transferência identi-
ficadas no nível de saturação nominal referentes aos circuitos fundamental e de terceiro
harmônico seguem abaixo.

G1(s) =
385 s+ 1432

s2 + 220,6 s+ 505,7
(166)

G3(s) =
433,9 s+ 8641

s2 + 214,9 s+ 3092
(167)

4.4.1.1 Parâmetros Estimados

Considerando a aplicação do método com utilização do ensaio adicional para a esti-
mação de Lδsx , as estimativas de Lm1 obtidas nos ensaios com degraus de tensão de am-
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Figura 35 – Tensões e correntes experimentais de #m1.

(a) vsdx

(b) isd1

(c) isd3
Fonte: o autor (2021).

plitudes iguais a 0,5Vop, 0,7Vop, 0,85Vop e Vop são mostrados na Figura 37a. Analisando
estes resultados, nota-se que quanto maior for a tensão do ensaio, menor é a estimativa da
indutância de magnetização do circuito fundamental. Este resultado está de acordo com
o esperado no caso de máquinas de indução trifásicas, onde a diminuição da indutância
de magnetização é associada ao aumento da saturação das partes ferromagnéticas da má-
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quina (KLAES, 1993; PERETTI; ZIGLIOTTO, 2012; CARRARO; ZIGLIOTTO, 2014;
MASADEH; PILLAY, 2020). Dada a semelhança dos fenômenos, o efeito da saturação
sobre a indutância de magnetização é o mesmo que para máquinas trifásicas.

Já a Figura 37b mostra as estimativas das indutâncias de dispersão do circuito fun-
damental obtidas com os mesmos ensaios. Neste caso, nota-se que os comportamentos
de Lδs1 e Lδr′1 frente ao aumento do nível de saturação são distintos. A indutância de dis-
persão do rotor apresenta um comportamento semelhante ao observado em máquinas de
indução trifásicas (REZAEEALAM, 2021; MASADEH; PILLAY, 2020), onde o aumento
da saturação ocasiona a diminuição deste parâmetro devido ao fluxo disperso do rotor ser
maior quando a máquina não está saturada e diminuir conforme o nível de saturação
aumenta, especialmente em máquinas com as ranhuras do rotor fechadas (MASADEH;
PILLAY, 2020). Deve ser observado que a indutância de dispersão do estator apresenta
uma tendência de aumento conforme a tensão utilizada no ensaio aumenta, o que pode
ser explicado pelo fato da permeância dos dentes do estator diminuir com o aumento do
nível de saturação, o que em termos práticos aumenta o entreferro efetivo da máquina
ocasionando o incremento do fluxo disperso. De qualquer forma, a análise individual do
impacto da saturação nas indutâncias de dispersão de máquinas de indução ainda é um
assunto pouco explorado; na maioria dos casos onde este aspecto foi abordado, alguns
autores consideram estes parâmetros constantes independentemente do nível de saturação
da máquina (PEIXOTO; SEIXAS, 2000; ODHANO et al., 2015), outros analisam apenas
o efeito sobre a indutância de dispersão equivalente do modelo em Γ invertido (KLAES,
1993; PERETTI; ZIGLIOTTO, 2012; CARRARO; ZIGLIOTTO, 2014), não sendo ana-
lisado o impacto nas indutâncias de dispersão do estator e do rotor individualmente.

Resultados semelhantes foram observados para o circuito de terceiro harmônico. As
Figuras 38a e 38b mostram que o aumento da saturação ocasiona a diminuição do valor
das indutâncias de magnetização e de dispersão do rotor. Uma vez que a indutância de dis-
persão do estator foi assumida igual para todos os circuitos que modelam os componentes
harmônicos da indução do entreferro, observou-se o aumento no valor de Lδs3 associado ao
aumento no nível de saturação. A explicação para estes resultados é a mesma que aquela
das estimativas das indutâncias do circuito fundamental. Ressalta-se ainda que a análise
do impacto do nível da saturação na estimação dos parâmetros de harmônicos da onda de
indução do entreferro ainda não foi abordado de forma aprofundada na literatura, portanto
não há trabalhos semelhantes com os quais estes resultados possam ser comparados.

Quanto às estimativas das resistências do rotor dos circuitos fundamental e de terceiro
harmônico, elas oscilaram aleatoriamente em torno de 5% dos valores obtidos no ensaio
com degrau de tensão de amplitude igual a Vop, o quais são mostrados na Tabela 7. A
princípio esta variação não está associada ao nível de saturação, mas sim a imprecisões
numéricas na identificação das funções de transferência e na estimação de Lδsx através
dos ensaios adicionais. Além disto, estas variações em R̃r′

1 e R̃r′
3 podem estar também

relacionadas ao efeito pelicular, o qual não foi considerado no método descrito neste
capítulo, sendo necessário um estudo mais aprofundado para averiguar o impacto deste
fenômeno quando a máquina de indução é alimentada com degraus de tensão.

Para fins de verificação do quanto os resultados de estimação do método baseado
na resposta ao degrau de tensão se aproximam dos valores calculados de acordo com
procedimentos baseados em dados dimensionais da máquina de indução (PEREIRA et al.,
2006; BOLDEA; NASAR, 2010), a Tabela 7 apresenta os resultados de estimação em
comparação com os parâmetros de cálculo, que são exibidos na segunda coluna da tabela
e usados como referência para o cálculo das diferenças. São mostrados dois conjuntos
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Figura 36 – Estimativas das indutâncias do circuito fundamental de #m1.

(a) indutância de magnetização

(b) indutâncias de dispersão

Fonte: o autor (2021).

de parâmetros estimados na Tabela 7: a alternativa 1 é aquela onde utiliza-se um fator
de proporcionalidade entre as indutâncias de dispersão do circuito fundamental, assumida
nesta Tese como Kδ = 1, enquanto a alternativa 2 é aquela onde é necessário um ensaio
adicional para a estimação das indutâncias de dispersão do estator. Definiu-se este valor
para Kδ por ser um valor usualmente utilizado no caso de máquinas de indução trifásicas
de classe NEMA A, cujo design é semelhante ao do protótipo #m1. Ambos os conjuntos
de parâmetros foram obtidos utilizando o ensaio com degrau de tensão de amplitude igual
a Vop, de forma a comparar os parâmetros associados ao nível de saturação observado na
operação nominal de #m1.

De forma geral, segundo os resultados mostrados na Tabela 7, os parâmetros obtidos
com o uso deKδ = 1 (alternativa 1) se aproximam mais dos parâmetros de cálculo do que
os os parâmetros obtidos com a utilização de ensaio adicional (alternativa 2), à exceção
da resistência do rotor do circuito fundamental e das indutâncias de dispersão do estator
dos circuitos fundamental e de terceiro harmônico. A diferença obtida para a resistência
do estator, cuja estimativa independe da alternativa utilizada para a estimação dos demais
parâmetros, foi de apenas 0,9%. Para a alternativa 1, as diferenças no circuito fundamental
ficaram entre 6,5%, observada em Lm1 , e 43,8%, encontrada em Lδr

′
1 . Já no caso do
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Figura 37 – Estimativas das indutâncias do circuito de terceiro harmônico de #m1.

(a) indutância de magnetização

(b) indutâncias de dispersão

Fonte: o autor (2021).

circuito de terceiro harmônico, a maior diferença foi encontrada em Lδr
′

3 , correspondendo
a 50,4%, enquanto a menor diferença foi 4,9%, relativa a Lm3 . Considerando os resultados
relacionados à alternativa 2, a maior diferença encontrada nos parâmetros do circuito
fundamental foi 45,5%, associada à Lδr′1 , enquanto a menor diferença foi encontrada em
R̃r′

1 , sendo igual a 5,0%. Já as diferenças do circuito de terceiro harmônico ficaram entre
5,6% e 52,9%, as quais foram observadas em Lm3 e Lδr′3 , respectivamente.

Conforme já explicado, estas diferenças não devem ser utilizadas para determinar a
acurácia do método nem para definir qual conjunto de parâmetros é o mais correto, pois
não há como realizar medições diretas dos parâmetros de máquinas de indução para de-
terminar os valores verdadeiros e em seguida realizar uma comparação quantitativa con-
clusiva. Não obstante, a análise qualitativa destas diferenças é útil para verificar o quanto
as estimativas se aproximam de valores usualmente utilizados em simulações e análises
de máquinas de indução. Neste caso, verifica-se que os parâmetros estimados são pró-
ximos dos valores de cálculo, à exceção da indutância de dispersão do rotor do circuito
fundamental estimadas através de ambas alternativas, e da indutância de dispersão do ro-
tor obtida utilizando a alternativa 2. Estas diferenças podem ser explicadas tanto pelas
simplificações utilizadas no cálculo analítico dos parâmetros, quanto pelas simplificações
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Tabela 7 – Parâmetros estimados para #m1 com Vop

parâmetro calc.1
alternativa

1 – uso deKδ 2 – ensaio adicional
est. 2 dif. 3 est.2 dif.3

R̃s (Ω) 0,35 0,35 0,9% 0,35 0,9%

R̃r′
1 (Ω) 0,20 0,22 10,0% 0,21 5,0%

Lm1 (mH) 61,87 57,81 6,5% 57,77 6,6%

Lδs1 (mH) 1,64 1,31 20,1% 1,35 17,7%

Lδr
′

1 (mH) 2,33 1,31 43,8% 1,27 45,5%

R̃r′
3 (Ω) 0,16 0,14 12,5% 0,14 12,5%

Lm3 (mH) 5,88 5,59 4,9% 5,55 5,6%

Lδs3 (mH) 1,61 1,31 18,8% 1,35 16,1%

Lδr
′

3 (mH) 2,42 1,20 50,4% 1,14 52,9%
1parâmetros calculados; 2parâmetros estimados; 3diferença percentual

do método descrito neste capítulo, assim como pelo fato das tensões dos ensaios exigi-
dos serem bem distintas daquelas utilizadas na operação regular da máquina de indução,
embora tenha sido tomado cuidado para que os parâmetros fossem estimados com um
nível de saturação próximo do nominal. Por exemplo, o cálculo analítico das indutâncias
de dispersão é feito com base em fórmulas clássicas derivadas para o regime permanente
senoidal, onde são assumidas formas de indução idealizadas e senoidais. Desta forma, a
distribuição dos campos no interior da máquina não são exatamente iguais em ambos os
casos, podendo levar a alterações nos fluxos dispersos e consequentemente nas indutân-
cias de dispersão.

4.4.1.2 Validação experimental

Assim como foi realizado no capítulo anterior, a verificação da acurácia dos parâme-
tros estimados foi indiretamente verificada através da simulação da máquina utilizando os
parâmetros estimados. Após, foram comparadas as correntes do estator simuladas com
as correntes medidas nos ensaios, de forma a averiguar o quão bem o comportamento da
máquina é reproduzido pelo modelo dinâmico em conjunto com os parâmetros estima-
dos através do método descrito neste capítulo. Esta comparação foi feita considerando os
ensaios de partida em vazio com tensões trapezoidais e na operação senoidal sob carga,
tendo sido realizadas simulações com os parâmetros estimados através das duas alterna-
tivas propostas, ou seja, com uso do fator de proporcionalidade entre as indutâncias de
dispersão do circuito fundamental (alternativa 1) e com ensaio adicional para estimação
da indutância de dispersão do estator do circuito fundamental (alternativa 2). Ressalta-se
que foram utilizados os mesmos ensaios usados no capítulo anterior.

A Figura 39a mostra o período transitório das correntes medida e simulada da fase A
do estator, relativas à partida em vazio com tensões trapezoidais, enquanto a Figura 39b
mostra o regime permanente destas mesmas correntes. Nota-se que há uma correspon-
dência razoável entre as correntes medida e simuladas com ambas as alternativas, sendo
as maiores discrepâncias observadas durante o período transitório. Já a Figura 39 mostra
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a comparação entre as correntes medidas e simuladas da fase A do estator considerando a

Figura 38 – Comparação entre isA medida e simulada com tensões trapezoidais em vazio.

(a) transitório

(b) regime permanente

Fonte: o autor (2021).

Figura 39 – Comparação entre isA medida e simulada sob carga.

Fonte: o autor (2021).
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aplicação da carga mostrada na Figura 18. Neste caso, observa-se uma melhor correspon-
dência entre as correntes medidas e simuladas do que o obtido com o ensaio de partida em
vazio. Os resultados relativos aos erros médios percentuais mostrados na Tabela 8 cor-
roboram esta análise. Conforme explicado, estes erros são calculados para a amplitude
e fase das CSVI das correntes do estator a partir de (89) e (90). Para a partida em vazio
com tensões trapezoidais, o erro médio percentual na amplitude de ĩs1 é igual a 18,3% com
os parâmetros estimados utilizando a alternativa 1 e 15,5% com os parâmetros estimados
através da alternativa 2. Já os erros médios percentuais na fase de ĩs1 são iguais a 0,5%
considerando ambos conjuntos de parâmetros. No caso de ĩs3, os erros médios percentuais
na amplitude são iguais a 15,2% com a alternativa 1 e 11,1% com a alternativa 2, en-
quanto os erros médios percentuais na fase são iguais a 0,8% com a alternativa 1 e 0,7%
com a alternativa 2. Nota-se que os erros são menores quando utilizados os parâmetros
estimados através da alternativa 2, onde foi realizado um ensaio adicional para estimação
da indutância de dispersão do estator. Nos resultados dos ensaios com carga esta tendên-
cia é novamente observada, com os erros médios percentuais em ĩs1 relativos à simulação
com os parâmetros estimados através da alternativa 2 sendo menores. Por exemplo, o erro
médio percentual na amplitude é igual a 6,8% com a alternativa 1 e 5,8% com a alterna-
tiva 2; já os erros médios percentuais na fase são 0,4% com a alternativa 1 e 0,2% com a
alternativa 2. A explicação para estas diferenças é o fato de que a alternativa 1 assume a
existência de um fator de distribuição entre as indutâncias de dispersão do circuito funda-
mental, sendo que o valor exato deste fator não é conhecido; desta forma, assumiu-se um
valor tipicamente utilizado em máquinas trifásicas de classe NEMA A (IEEE, 2018). De
qualquer forma, os resultados obtidos utilizando a alternativa 1 são bastante satisfatórios
considerando a simplicidade do ensaio realizado e a quantidade reduzida de medições
necessárias, sendo exigido a aquisição de apenas duas tensões e duas correntes.

4.4.2 Resultados para o Protótipo #m2

O protótipo #m2 foi submetido à mesma análise realizada com #m1. Desta forma, no
caso da implementação do método através da alternativa que exige um ensaio adicional
para estimação da indutância de dispersão do estator, os parâmetros de #m2 foram esti-
mados com ensaios utilizando degraus de tensão com amplitude aproximadamente iguais
a 0,5Vop, 0,7Vop, 0,85Vop e Vop. Neste caso, calculou-se Vop = 17,5 V a partir de (165)
e das informações disponibilizadas no Apêndice A. Por outro lado, no caso da imple-
mentação do método utilizando a alternativa que assume um fator de distribuição entre as
indutâncias de dispersão do circuito fundamental, os parâmetros foram estimados apenas

Tabela 8 – EMP de ĩs1 and ĩs3 (protótipo #m1).

EMP
trapezoidal sob carga

alt. 1a alt. 2b alt. 1a alt. 2b

εA1 18,3% 15,5% 6,8% 5,8%

εA3 15,2% 11,1% - -

εϕ1 0,5% 0,5% 0,4% 0,2%

εϕ3 0,8% 0,7% - -
aalternativa 1: uso de Kδ; balternativa 2: ensaio adicional
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com o ensaio com degrau de tensão de amplitude igual a Vop.
As componentes de eixo d obtidas nos ensaios com degraus de tensão com ampli-

tude igual a 0,5Vop, 0,7Vop, 0,85Vop e Vop são mostradas nas Figura 41a, para ĩs1, e na
Figura 41b, para ĩs3. Analisando a Figura 41a, nota-se que isd1 leva cerca de 1,5 segun-
dos para atingir o regime permanente, enquanto isd3 leva cerca de 0,2 segundos, conforme
pode ser verificado na Figura 41b. Estes resultados são semelhantes àqueles obtidos com
o protótipo #m1, onde foi verificado que o período transitório de isd1 é muito maior que o
período transitório de isd3 . Conforme já explicado, a componente q de ĩs1 e ĩs3 é nula devido
à escolha de tensões, onde vsB = vsE e vsC = vsD. Assim como foi observado nos ensaios
de #m1, as ondulações mostradas nas Figuras 41a e 41b ocorrem devido à frequência de
chaveamento da fonte utilizada, não tendo sido completamente atenuadas pelo processo
de filtragem. Embora fosse possível diminuir a frequência de corte e mitigar ainda mais
estas ondulações, esta alteração introduziria distorções durante o período transitório de
isd1 e isd3 que poderiam comprometer os resultados de estimação.

As Figuras 42a e 42b mostram, respectivamente, as medições de vsB e vsC obtidas
nos ensaios adicionais para determinação da indutância de dispersão do estator, assumida
igual para os circuitos fundamental e de terceiro harmônico. Nota-se que o valor de pico
destas tensões é pequeno, sendo igual a 0,6 V no caso de vsB e –2,1 V no caso de vsC ,
considerando o ensaio com degrau de tensão de amplitude igual a Vop. Desta forma,
as ondulações devidas à frequência de chaveamento da fonte utilizada também são mais
pronunciadas, especialmente em vsB, conforme pode ser verificado na Figura 42a.

A Figura 43a mostra as tensões experimentais vsd1 e vsd3 obtidas do ensaio com degrau
de tensão associado ao nível de saturação observado na operação nominal de #m2. Já
a Figura 43b mostra a comparação da componente d de ĩs1 experimental com aquela ob-
tida através de simulação da função de transferência identificada relacionada ao circuito
fundamental, tendo sido encontrado um erro médio de 0,6% entre as duas curvas. Este
erro foi calculado a partir da média do módulo dos erros em cada amostra, utilizando a
curva experimental como referência. A Figura 43c mostra a comparação da componente
de eixo d de ĩs3 medida com aquela obtida da simulação da função de transferência identi-
ficada relacionada ao circuito de terceiro harmônico. Utilizando a corrente experimental
como referência, o erro médio encontrado entre as duas curvas foi de apenas 0,4%. Com
base nestes resultados, conclui-se que os coeficientes das funções de transferência do cir-
cuito fundamental e de terceiro harmônico no ensaio com Vop foram identificados com
boa acurácia. Estas funções de transferência identificadas são reproduzidas na sequência.

G1(s) =
119,1 s+ 691,6

s2 + 217,4 s+ 726,3
(168)

G3(s) =
183,2 s+ 4764

s2 + 232,7 s+ 4970
(169)

4.4.2.1 Parâmetros Estimados

Assim como foi realizado com o protótipo #m1, os parâmetros de #m2 foram estima-
dos utilizando degraus de tensão com amplitudes de aproximadamente 0,5Vop, 0,7Vop,
0,85Vop e Vop. Neste caso, os parâmetros foram determinados utilizando o ensaio adi-
cional para determinação da indutância de dispersão do estator, sendo este parâmetro
assumido igual para os circuitos fundamental e de terceiro harmônico (PEREIRA et al.,
2006; LEVI, 2008). A Figura 44a mostra as estimativas da indutância de magnetização
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Figura 40 – Componente d de ĩsx de #m2.

(a) circuito fundamental

(b) circuito de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).

do circuito fundamental, sendo observada a mesma tendência de diminuição no valor
deste parâmetro relacionada ao aumento do nível de saturação. Este resultado também
foi observado na análise do protótipo #m1 e está de acordo com o observado no caso de
máquinas trifásicas. Já a Figura 44b mostra as estimativas das indutâncias de dispersão
do circuito fundamental, sendo observado que Lδs1 aumenta com o aumento do nível de
saturação da máquina, enquanto o efeito contrário ocorre com Lδr

′
1 . Este último resultado

também foi observado na análise do protótipo #m1 e, assim como antes, a explicação
para o aumento de Lδs1 com a saturação se dá pela diminuição da permeância dos dentes
do estator conforme o nível de saturação aumenta, aumentando o entreferro efetivo e o
fluxo disperso do estator. No caso de Lδr′1 , a diminuição do parâmetro está associada com
a diminuição do fluxo disperso do rotor devido ao aumento da saturação (MASADEH;
PILLAY, 2020).

Resultados semelhantes aos observados com o protótipo #m1 também foram obtidos
para o circuito de terceiro harmônico. Ou seja, as estimativas da indutância de mag-
netização e da indutância de dispersão do rotor diminuem com o aumento do nível de
saturação, conforme mostrado nas Figuras 45a e 45b. A indutância de dispersão do esta-
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Figura 41 – Tensões induzidas nos enrolamentos de #m2.

(a) fase B

(b) fase C

Fonte: o autor (2021).

tor foi assumida igual nos circuitos fundamental e de terceiro harmônico, apresentando,
portanto, uma tendência de aumento com o incremento da saturação, conforme pode ser
verificado na Figura 45b. Ressalta-se novamente que a análise do impacto da saturação
nos parâmetros associados aos componentes harmônicos da onda de indução no entre-
ferro é um assunto não abordado na literatura, não havendo resultados semelhantes para
comparação. Não obstante, os resultados do protótipo #m2 são coerentes com os resul-
tados obtidos na análise de #m1. Para as resistências do rotor dos circuitos fundamental
e de terceiro harmônico estimadas com tensões diferentes de Vop, novamente, observou-
se uma variação aleatória de aproximadamente 5% em torno da estimativa obtida com
Vop, cuja explicação é dada por imprecisões numéricas na identificação das funções de
transferência e pelo efeito pelicular, que não foi considerado neste método.

A Tabela 9 mostra os parâmetros de #m2 estimados do ensaio com degrau de tensão
de amplitude igual a Vop em comparação com os parâmetros calculados através do pro-
cedimento descrito em (PEREIRA et al., 2006), tomados como referência para o cálculo
das diferenças e mostrados na segunda coluna da tabela. Já a terceira coluna da Tabela 9
apresenta os parâmetros estimados utilizando o fator de distribuição entre as indutâncias
de dispersão do circuito fundamental definido como Kδ = 1 (alternativa 1), enquanto a
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Figura 42 – Tensões e correntes experimentais de #m2.

(a) vsdx

(b) isd1

(c) isd3
Fonte: o autor (2021).

quinta coluna da Tabela 9 mostra os parâmetros estimados utilizando o ensaio adicional
para obtenção da estimativa de Lδsx (alternativa 2). Escolheu-se Kδ = 1 devido a este va-
lor ser usualmente utilizado em máquinas trifásicas de classe NEMA A (IEEE, 2018). A
resistência do estator, cuja determinação independe da alternativa utilizada, foi estimada
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Figura 43 – Estimativas das indutâncias do circuito fundamental de #m2.

(a) indutância de magnetização

(b) indutâncias de dispersão

Fonte: o autor (2021).

com uma diferença de apenas 1,9% em relação ao valor de cálculo. Analisando os resul-
tados obtidos com a alternativa 1, observou-se que a maior diferença foi encontrada em
Lδr

′
1 , correspondendo a 16,0%, enquanto a menor diferença foi observada em Lδs1 , igual a

4,9%. Considerando as estimativas dos parâmetros do circuito de terceiro harmônico, as
diferenças ficaram entre 4,7% e 20,0%, encontradas em Lm3 e R̃r′

3 . No caso da alternativa
2, a Tabela 9 mostra que, para o circuito fundamental, as diferenças ficaram entre 3,2% e
23,3%, encontradas em Lδs1 e Lδr′1 , respectivamente. Considerando o circuito de terceiro
harmônico, a maior diferença foi encontrada em Lδr

′
3 , correspondendo a 41,4%, enquanto

a menor diferença foi encontrada em Lm3 , sendo igual a 1,3%. Salienta-se novamente
que esta comparação não tem por objetivo verificar a acurácia do método de estimação,
uma vez que não há certeza sobre o valor verdadeiro dos parâmetros. Com base nas dife-
renças mostradas na Tabela 9, pode-se afirmar que há uma boa correspondência entre os
parâmetros estimados e os parâmetros de cálculo, à exceção da resistência do rotor e da
indutância de dispersão do rotor do circuito de terceiro harmônico. De qualquer forma,
em termos absolutos estas diferenças são pequenas e plenamente aceitáveis dadas as sim-
plificações adotadas tanto no cálculo dos parâmetros quanto na implementação do método
de estimação.
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Figura 44 – Estimativas das indutâncias do circuito de terceiro harmônico de #m2.

(a) indutância de magnetização

(b) indutâncias de dispersão

Fonte: o autor (2021).

4.4.2.2 Validação experimental

Assim como foi feito com o protótipo #m1, a validação experimental dos parâmetros
estimados de #m2 foi realizada através da comparação das correntes do estator medi-
das com as correntes simuladas do modelo implementado com os parâmetros estimados,
sendo utilizados os mesmos ensaios usados no capítulo anterior. Desta forma, utilizaram-
se os ensaios de partida em vazio com tensões trapezoidais e os ensaios com aplicação
da carga mostrada na Figura 18, sendo utilizadas as tensões medidas nestes ensaios como
entrada do modelo de simulação. O protótipo #m2 foi simulado nestas duas situações
utilizando tanto os parâmetros estimados através do uso de um fator de proporcionali-
dade entre as indutâncias de dispersão do circuito fundamental (alternativa 1) quanto os
parâmetros estimados utilizando o ensaio adicional para determinação da indutância de
dispersão do estator (alternativa 2). Estes parâmetros foram obtidos a partir do ensaio
com degrau de tensão de amplitude igual a Vop.

A Figura 46a mostra o período transitório das correntes da fase A do estator obtidas
com a partida em vazio usando tensões trapezoidais, enquanto a Figura 46b mostra o re-
gime permanente das correntes da fase A do estator deste mesmo ensaio. Em ambos os
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Tabela 9 – Parâmetros estimados para #m2 com Vop.

parâmetro calc.1
alternativa

1 – uso deKδ 2 – ensaio adicional
est. 2 dif. 3 est.2 dif.3

R̃s (Ω) 1,03 1,05 1,9% 1,05 1,9%

R̃r′
1 (Ω) 0,69 0,78 13,0% 0,77 11,6%

Lm1 (mH) 138,2 129,32 6,4% 128,91 6,7%

Lδs1 (mH) 4,48 4,26 4,9% 4,62 3,2%

Lδr
′

1 (mH) 5,07 4,26 16,0% 3,89 23,3%

R̃r′
3 (Ω) 0,20 0,16 20,0% 0,14 30,0%

Lm3 (mH) 4,69 4,47 4,7% 4,11 1,3%

Lδs3 (mH) 4,02 4,26 6,0% 4,62 14,9%

Lδr
′

3 (mH) 1,81 1,62 10,5% 1,06 41,4%
1parâmetros calculados; 2parâmetros estimados; 3diferença percentual

Figura 45 – Comparação entre isA medida e simulada com tensões trapezoidais em vazio.

(a) transitório

(b) regime permanente

Fonte: o autor (2021).
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Figura 46 – Comparação entre isA medida e simulada sob carga.

Fonte: o autor (2021).

casos, pode-se verificar que há uma boa correspondência entre as curvas medidas e simu-
ladas. Já a Figura 46 apresenta as correntes medidas e simuladas no caso onde, após a
partida da máquina em vazio com tensões senoidais, a carga mostrada na Figura 18 foi
aplicada ao eixo do rotor. Neste caso também nota-se que há uma boa correspondência
entre as correntes medidas com as correntes simuladas considerando ambas as alternati-
vas utilizadas para a estimação dos parâmetros. Os erros médios percentuais mostrados
na Tabela 10 e calculados a partir de (89) e (90) corroboram estes resultados. Por exem-
plo, no caso da partida em vazio com tensões trapezoidais, o erro médio percentual obtido
na amplitude de ĩs1 foi de 18,9% com os parâmetros estimados através da alternativa 1
e 14,3% com os parâmetros estimados através da alternativa 2, enquanto o erro médio
percentual na fase de ĩs1 foi igual a 1,0% com ambas alternativas. Considerando ĩs3, o
erro médio percentual na amplitude com os parâmetros estimados através da alternativa
1 foi de 15,6%, enquanto o erro médio percentual na fase foi de 0,4%. Por outro lado,
utilizando os parâmetros obtidos através da alternativa 2, o erro médio percentual na am-
plitude de ĩs3 foi um pouco menor, sendo igual a 14,8%; o erro médio percentual na fase
de ĩs3, por sua vez, foi 0,3%. Na operação sob carga, os erros na amplitude de ĩs1 foram
7,4% com os parâmetros estimados através da alternativa 1 e 5,4% com os parâmetros es-
timados utilizando a alternativa 2. Já os erros na fase de ĩs1 foram 0,3% com a alternativa
1 e 0,2% com a alternativa 2. De forma geral, pode-se dizer que os parâmetros estimados
através da alternativa 2 reproduzem mais fielmente o comportamento do protótipo #m2.
Este resultado já era esperado, uma vez que os parâmetros foram estimados através de
dois ensaios distintos sem utilização de fatores empíricos entre os mesmos.

4.5 Considerações finais sobre o método

Neste capítulo, foi apresentado um novo método para a estimação dos parâmetros de
máquinas pentafásicas baseado na resposta ao degrau de tensão com o rotor parado. O
método consiste na identificação dos coeficientes das funções de transferência associadas
aos circuitos fundamental e de terceiro harmônico com o rotor parado, a partir dos quais
os parâmetros são determinados.
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Tabela 10 – EMP de ĩs1 and ĩs3 (protótipo #m2).

EMP
trapezoidal sob carga

alt. 1a alt. 2b alt. 1a alt. 2b

εA1 18,9% 14,3% 7,4% 5,4%

εA3 15,6% 14,8% - -

εϕ1 1,0% 1,0% 0,3% 0,2%

εϕ3 0,4% 0,3% - -
aalternativa 1: uso de Kδ; balternativa 2: ensaio adicional

De forma geral, pode-se afirmar que o método descrito neste capítulo fornece estimati-
vas de parâmetros que reproduzem de forma satisfatória o comportamento dos protótipos
avaliados através de simulações do modelo dinâmico. Neste caso, observou-se que os
parâmetros estimados utilizando o ensaio adicional para determinação da indutância de
dispersão do estator apresentam resultado mais acurados em comparação com a alterna-
tiva que utiliza um fator de proporcionalidade entre as indutâncias de dispersão do circuito
fundamental. Deve ser salientado que, considerando a simplicidade do ensaio exigido e
a quantidade reduzida de medições necessárias, bem como a falta de um valor conside-
rado adequado para o fator de distribuição, os resultados referentes à esta alternativa são
plenamente aceitáveis. No que tange à alternativa onde é utilizado o ensaio adicional,
os parâmetros também foram estimados a partir de ensaios com degraus de tensão dife-
rentes daquele associado à saturação nominal, de forma avaliar o impacto da variação da
saturação magnética nas estimativas dos parâmetros. Nesta análise, observou-se que as
indutâncias mútuas do circuito fundamental e de terceiro harmônico se comportaram con-
forme o observado em máquinas trifásicas, com diminuição do valor destes parâmetros
conforme o nível de saturação aumenta. Resultados similares foram observados com as
indutâncias de dispersão do rotor dos dois circuitos equivalentes. Para as indutâncias de
dispersão do estator, assumidas idênticas em ambos os circuitos, observou-se elas aumen-
tam com o aumento da saturação, o que pode ser explicado pela diminuição da permeância
dos dentes do estator, que por sua vez implicam um aumento do entreferro efetivo. Assim,
estes resultados relativos ao impacto da saturação nas indutâncias de dispersão de máqui-
nas de indução pentafásicas também podem ser considerados uma contribuição original
desta Tese.

Em comparação com outros métodos similares disponíveis na literatura, as principais
vantagens do método baseado na resposta ao degrau com o rotor em repouso são:

• necessidade de apenas quatro medições, sendo duas tensões e duas correntes;

• conexão em estrela sem neutro, não sendo exigidas ligações especiais dos enrola-
mentos do estator;

• possibilidade de estimação de todos os parâmetros elétricos com apenas um en-
saio, utilizando um fator de proporcionalidade entre as indutâncias de dispersão do
circuito fundamental;

• possibilidade de estimação dos parâmetros levando em consideração a saturação
magnética;
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• possibilidade de utilização em sistemas de autocomissionamento, uma vez que os
ensaios são realizados com o rotor parado e portanto é possível de ser aplicado com
a máquina já instalada, sem necessidade de desacoplamento de carga.

Desta forma, pode-se concluir que o método descrito neste capítulo apresenta vanta-
gens significativas e contribuições importantes em relação às alternativas similares. Como
desvantagens, destaca-se que o método não fornece estimativas dos parâmetros mecânicos
da máquina e que os ensaios exigidos são realizados com tensões usualmente não utiliza-
das na operação normal. Desta forma, a distribuição dos campos magnéticos no interior
da máquina não é exatamente aquela observada nas condições usuais de operação, ocasi-
onando discrepâncias nas estimativas dos parâmetros. Este fato também explica porque
os resultados obtidos com o método baseado na impedância instantânea modificada são
melhores. Não obstante, a análise da distribuição do campo nas condições do ensaio não
é discutida em trabalhos similares que utilizam ensaios em condições de operação não
usuais de máquinas de indução.
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5 ESTIMAÇÃO DE PARÂMETROS BASEADA NO MODELO
DE REGIME PERMANENTE SENOIDAL E OPERAÇÃO DES-
BALANCEADA

Neste capítulo é proposto um novo método de estimação dos parâmetros da máquina
de indução pentafásica utilizando o modelo de regime permanente senoidal em operação
desbalanceada e com o rotor em repouso. Neste caso, não é necessário impor componen-
tes de terceiro harmônico nas tensões aplicadas aos terminais do estator, pois, conforme
explicado na Subseção 2.2, quando há desbalanço nestas tensões, surge uma indução com
componente de terceiro harmônico no entreferro e tanto o circuito fundamental quanto o
circuito de terceiro harmônico são excitados. A partir da escolha adequada das tensões
de fase aplicadas aos enrolamentos do estator, pode-se chegar a uma condição em que
não é produzido torque eletromagnético. Neste caso, o rotor permanece em repouso, não
havendo portanto a necessidade de medição ou estimação da velocidade, diminuindo a
complexidade do método de estimação.

Este princípio de estimação dos parâmetros da máquina de indução pentafásica com
o rotor em repouso é também utilizado em (RIVEROS et al., 2011a,b; YEPES et al.,
2012; RIVEROS et al., 2012, 2015; ABDEL-KHALIK et al., 2014). Entretanto, nestes
trabalhos, não há produção de torque eletromagnético devido à utilização de conexões
específicas dos enrolamentos do estator, tratando-se de uma desvantagem importante de-
vido à necessidade de se alterar as conexões dos enrolamentos. Por outro lado, de acordo
com o método apresentado aqui, o torque nulo é produzido a partir da escolha adequada
das tensões de alimentação da máquina, não sendo necessários arranjos especiais dos en-
rolamentos do estator, sendo uma vantagem do método proposto.

A abordagem aqui proposta não foi ainda utilizada na estimação de parâmetros de má-
quinas de indução pentafásicas, tratando-se portanto de uma das contribuições originais
desta Tese. Uma vez que o rotor não se move, a frequência das tensões e correntes indu-
zidas é igual à frequência das tensões que alimentam os enrolamentos do estator; desta
forma, é possível determinar o impacto da frequência nos parâmetros do rotor através do
método descrito neste capítulo ao se utilizar tensões com diversas frequências nos ensaios.
No que tange a máquinas de indução multifásicas, o impacto da frequência nos parâmetros
do rotor também ainda não foi abordado, sendo portanto mais uma contribuição original
da Tese.

A seguir, são apresentadas as impedâncias de sequência, os detalhes do método de
estimação baseado no modelo de regime permanente senoidal para operação desbalan-
ceada, a discussão sobre aspectos práticos para implementação do método, a validação
experimental e finalmente uma discussão dos resultados.
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5.1 Impedâncias de Sequência

O ponto de partida do método de estimação apresentado neste capítulo é a definição
das impedâncias de sequência, as quais são as impedâncias vistas dos terminais do estator
dos circuitos equivalentes para operação desbalanceada mostrados nas Figuras 5 e 6 do
Capítulo 2. Desta forma, como existem quatro circuitos equivalentes que descrevem o
comportamento da máquina de indução pentafásica em regime permanente senoidal para
a operação desbalanceada, existem quatro impedâncias de sequência: Z

+

1 , Z
−
1 , Z

+

2 e
Z
−
2 , as quais podem ser obtidas a partir da manipulação algébrica das equações (45)-(51)

resultando nas expressões que seguem.
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+
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+
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Nas expressões anteriores, Z
+

1 é a impedância de sequência positiva da primeira com-
ponente simétrica; Z

−
1 é a impedâncias de sequência negativa da primeira componente

simétrica; Z
+

2 é a impedância de sequência positiva da segunda componente simétrica; e
Z
−
2 é a impedância de sequência negativa da segunda componente simétrica.

A partir da escolha das tensões do estator, pode-se chegar a uma situação onde não
há produção de torque, acarretando em ω = 0. Esta situação pode ser obtida ao se apli-
car tensões senoidais tais que vsB(t) = vsE(t) e vsC(t) = vsD(t), sendo excitados todos os
quatro circuitos equivalentes de componentes simétricas. Como o rotor não se move,
consequentemente S = 1 e as impedâncias de sequência assumem a forma que segue.

Z
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(
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+
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+
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Nota-se que nesta situação Z
+

1 = Z
−
1 e Z

+

2 = Z
−
2 , portanto apenas duas destas expres-

sões necessitam efetivamente ser utilizadas para determinar os parâmetros da máquina,
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sendo uma para a primeira componente simétrica e outra para a segunda componente
simétrica de regime permanente senoidal. Não obstante, tanto os parâmetros do circuito
fundamental quanto os parâmetros do circuito de terceiro harmônico podem ser estimados
a partir destas impedâncias.

5.2 Estimação dos Parâmetros

O procedimento para a estimação dos parâmetros envolve a realização de um ensaio
onde as seguintes relações de tensões são impostas: vsB(t) = vsE(t) e vsC(t) = vsD(t). Em
seguida, deve-se obter os fasores correspondentes a todas as tensões e correntes de fase,
os quais são determinados a partir das medições destas tensões e correntes após o regime
permanente ser atingido. Na sequência, determinam-se os fasores das componentes si-
métricas de regime permanente utilizando a transformação dada por (44), com os quais
determinam-se as impedâncias de sequência experimentais, Z

e
1 e Z

e
2, conforme segue.
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. (179)

O próximo passo consiste na definição de duas funções custo que relacionam as impe-
dâncias de sequência experimentais e analíticas, sendo estas últimas definidas por (174)-
(177). Neste caso, há uma função custo para cada sequência. De forma a simplificar
o equacionamento e facilitar a análise, as impedâncias analíticas da primeira e segunda
sequências serão definidas respectivamente comoZ1 = Z

+

1 = Z
−
1 eZ2 = Z

+

2 = Z
−
2 , sendo

reescritas conforme segue.
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As funções custo de primeira sequência, F 1, e de segunda sequência, F 2, foram adap-
tadas de (BENZAQUEN et al., 2017; PEREIRA et al., 2017a; PEREIRA; PERIN; PE-
REIRA, 2018) e definidas como:

F 1 =
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Z
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e
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1
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(182)
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·
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Z
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2

)∗
. (183)

Da minimização de (182), são obtidos os parâmetros correspondentes ao circuito fun-
damental. Já os parâmetros do circuito de terceiro harmônico são obtidos a partir da
minimização de (183). Os aspectos práticos relevantes quanto à minimização de F 1 e F 2

são discutidos na próxima seção.
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Figura 47 – Arranjo usado para a execução do ensaio do método baseado no modelo de
regime permanente em desbalanço.

Fonte: o autor (2021).

5.3 Aspectos Práticos da Implementação do Método

Nesta seção são discutidos aspectos práticos para a implementação do método ba-
seado no modelo de regime permanente senoidal para a operação desbalanceada. Uma
vez que existem diversas etapas até a obtenção das estimativas dos parâmetros, iniciando
com a realização do ensaio e incluindo a aquisição e tratamento dos dados experimentais,
a obtenção numérica dos fasores e a minimização das funções custo, existem também
diversas formas de executar estas etapas, sendo necessário defini-las. Também é apresen-
tado um estudo sobre a sensibilidade dos parâmetros em função da frequência das tensões
dos ensaios e é discutido o impacto da frequência das tensões e correntes induzidas nas
estimativas dos parâmetros do rotor. Por fim, o fluxograma do método é apresentado ao
final da seção.

5.3.1 Realização dos Ensaios

Conforme explicado, o método descrito neste capítulo necessita de ensaios com ten-
sões senoidais tais que V B = V E e V C = V D. Neste caso, por questão de praticidade e
simplicidade, optou-se por conectar os enrolamentos das fases B, C, D e E ao terminal
negativo da fonte utilizada conectada à fase A, conforme mostrado na Figura 47.

5.3.2 Filtragem e tratamento dos dados experimentais

O método de estimação apresentado neste capítulo exige a determinação de fasores
a partir das medições de tensões e correntes de fase do estator. Portanto, a aquisição de
dados deve ser feita com a maior taxa de amostragem possível, de forma a aumentar a
acurácia com que os fasores são estimados. Outro aspecto importante diz respeito à filtra-
gem dos dados adquiridos experimentalmente. Deve-se utilizar um filtro que não altere a
fase das grandezas medidas, pois isto ocasionaria erros na determinação dos fasores das
tensões e correntes, o que por sua vez acarretaria em erros na determinação das impe-
dâncias de sequência experimentais, erros estes que seriam propagados aos parâmetros
estimados. De forma a mitigar estes efeitos indesejados, utilizou-se um filtro de Resposta
ao Impulso Infinita (IIR) passa-faixa de ordem 2 e fase zero (OPPENHEIM; SCHAFER,
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Figura 48 – Efeito da filtragem na corrente da fase A do estator utilizada na estimação dos
parâmetros do protótipo #m2.

Fonte: o autor (2021).

2011), o qual mostrou-se o mais adequado dentre todas as opções testadas. As frequên-
cias de corte do filtro foram definidas como f1 = 0,3 ·f e f2 = 2 ·f , sendo f a frequência
da componente fundamental do sinal filtrado.

De forma a ilustrar o efeito do filtro escolhido, a Figura 48 mostra a corrente da fase
A do estator do protótipo #m2 antes e após a aplicação do filtro IIR, a qual foi obtida
experimentalmente de um ensaio utilizado na estimação dos parâmetros deste protótipo,
onde foi aplicada uma tensão com frequência de 10 Hz à fase A do estator. Pode-se
verificar que o ruído foi atenuado sem ocorrer distorção na fase da corrente medida.

5.3.3 Determinação numérica dos fasores

A minimização das funções custo F 1 e F 2 exige o conhecimento dos fasores relativos
às componentes simétricas de sequência das tensões e correntes do estator, cuja determi-
nação é realizada a partir das tensões e correntes experimentais de fase do estator. Após
a filtragem e tratamento das medições destas grandezas, os fasores relativos a cada uma
delas é obtido através da Transformada Rápida de Fourier aplicada durante um ciclo con-
forme segue (ZHOU et al., 2018).

Y =
1

N

N−1∑
k=0

y(k) · e−j
2π
N
k (184)

Na expressão anterior, Y é o fasor correspondente à grandeza senoidal amostrada y(t)
e N é o número de amostras contidas em um ciclo de y(t).

Após a determinação dos fasores correspondentes às tensões e correntes de fase do
estator, os fasores das componentes simétricas de sequência das tensões e correntes são
obtidos da transformação matricial dada por (44), a qual é reproduzida abaixo, aplicada
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ao conjunto de fasores genéricos Y n, sendo n = A · · · E e com a = ej
2π
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5.3.4 Minimização das Funções Custo

Cada impedância de sequência analítica é formada por cinco parâmetros, podendo ser
dividida em uma parte real e uma parte imaginária. Igualmente, ambas as impedâncias de
sequência experimentais podem ser divididas em uma parte real e uma parte imaginária.
Desta forma, na prática, cada circuito de sequência possui duas equações para determi-
nação de cinco parâmetros. Uma maneira de diminuir os graus de liberdade do problema
de minimização de F 1 e F 2 é determinando a resistência do estator através de um ensaio
separado. A estimação da resistência de fase do enrolamento do estator pode ser reali-
zada através de um ensaio em CC, ou utilizando um ohmímetro. Como consequência, o
número de graus de liberdade diminui para quatro.

Uma vez que há mais incógnitas a determinar do que equações, existe um grande nú-
mero de combinações distintas de parâmetros que minimizam F 1 e F 2, sendo que muitas
desta combinações não são fisicamente possíveis. Desta forma, a factibilidade dos parâ-
metros estimados como solução do problema de minimização é fortemente dependente
do algoritmo de otimização escolhido e de sua inicialização. A fim de garantir que os pa-
râmetros sejam fisicamente coerentes, é necessário definir limites inferiores e superiores
de valores que os parâmetros podem assumir, bem como relações matemáticas entre os
mesmos.

Nesta Tese, a minimização de F 1 e F 2 foi realizada utilizando a função fmincon dis-
ponível no software MATLAB®, a qual é baseada no Método de Otimização dos Pontos
Interiores (BYRD; HRIBAR; NOCEDAL, 1999; BYRD; GILBERT; NOCEDAL, 2000;
WALTZ et al., 2006). De maneira a determinar o espaço de busca da minimização de
F 1 e F 2 sem exigir qualquer tipo de conhecimento prévio sobre o valor dos parâmetros
a serem estimados, foi definido que F 1 e F 2 serão inicialmente minimizadas assumindo
que as reatâncias de dispersão são nulas. Como a resistência do estator é assumida conhe-
cida, serão obtidas estimativas iniciais das reatâncias de magnetização (Xm

1,a e Xm
3,a) e das

resistências do rotor (R̃r′
1,a e R̃r′

3,a), sendo admitidos apenas valores positivos para estes
parâmetros. Após, F 1 e F 2 são novamente minimizadas procurando a solução em um
espaço de busca definido com base nas estimativas iniciais aproximadas das reatâncias de
magnetização e resistências do rotor onde considerou-se que as reatâncias de dispersão
eram nulas, conforme segue.

0,5 ·Xm
1,a ≤ Xm

1 ≤ 2 ·Xm
1,a (186)

0 ≤ Xs
1 ≤ 0,1 ·Xm

1,a (187)

0 ≤ Xδr′

1 ≤ 0,1 ·Xm
1,a (188)

0,5 · R̃r′

1,a ≤ R̃r′

1 ≤ 2 · R̃r′

1,a (189)

0,5 ·Xm
3,a ≤ Xm

3 ≤ 2 ·Xm
3,a (190)

0 ≤ Xs
3 ≤ Xm

3,a (191)



113

0 ≤ Xδr′

3 ≤ Xm
3,a (192)

0,5 · R̃r′

3,a ≤ R̃r′

3 ≤ 2 · R̃r′

3,a (193)

Para a minimização de F 1 e F 2, a função fmincon foi configurada de forma a utilizar
as seguintes restrições, as quais são baseadas em relações típicas observadas entre os
parâmetros de máquinas de indução:

Xδs
1 ≤ 0,1 ·Xm

1 (194)

Xδr′

1 ≤ 0,1 ·Xm
1 (195)

Xδs
3 ≤ Xm

3 (196)

Xδr′

3 ≤ Xm
3 . (197)

(198)

5.3.5 Análise de Sensibilidade em Função da Frequência

Uma característica importante do método apresentado neste capítulo é a influência da
frequência das tensões de alimentação no valor das reatâncias, as quais alteram as im-
pedâncias de sequência Z1 e Z2, que por sua vez se propagam para F 1 e F 2. Por este
motivo, nessa subseção é apresentada uma análise mais detalhada do impacto da frequên-
cia e dos parâmetros nas impedâncias de sequência, com o objetivo de determinar à quais
parâmetros e em quais frequências estas impedâncias são mais sensíveis. Um parâme-
tro ao qual a impedância de sequência seja pouco sensível é mais difícil de ser estimado
com acurácia, pois pequenos erros na minimização da função custo podem representar um
erro grande na estimativa deste parâmetro. Pelo mesmo motivo, parâmetros aos quais Z1

e Z2 apresentem uma grande sensibilidade são mais prováveis de serem estimados com
acurácia, pois pequenos erros na minimização da função custo terão pouco impacto nas
estimativas destes parâmetros. Embora a análise tenha sido realizada avaliando o impacto
individual de cada parâmetro em Z1 e Z2, deve-se considerar que pode haver erros nas
estimativas de todos os parâmetros mesmo que F 1 e F 2 tenham sido satisfatoriamente
minimizadas. Assim, esta análise de sensibilidade possui também o objetivo de averiguar
em quais faixas de frequência cada parâmetro é mais propenso a ser estimado com maior
acurácia, uma vez que pequenos erros em parâmetros com alto impacto nas impedân-
cias de sequência podem ser compensados por grandes erros em parâmetros que possuem
baixo impacto em Z1 e Z2.

Existem diversas formas de determinar a sensibilidade de uma função em relação aos
seus parâmetros. Na literatura de máquinas de indução, a mais usual é a utilização de
coeficientes de sensibilidade (ANSUJ; SHOKOOH; SCHINZINGER, 1989; SANCHEZ;
PILLAY, 1994; PEDRA; CORCOLES, 2004), os quais são calculados através de:

SβW =
∂W

∂β
· β
W
. (199)

Na última expressão, SβW representa a sensibilidade da função W em relação ao pa-

râmetro β. O segundo termo do produto,
β

W
, garante que o coeficiente de sensibilidade

seja um número adimensional e normalizado, sendo possível comparar os coeficientes de
diferentes parâmetros para se ter uma noção em relação a qual W é mais sensível. Ainda,
o coeficiente de sensibilidade pode ser interpretado como a variação percentual em W
devido à variação de 1% em β (ANSUJ; SHOKOOH; SCHINZINGER, 1989). Para o
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método de estimação descrito, a utilização do coeficiente de sensibilidade dado por (199)
diretamente em F 1 e F 2 não é possível, pois o valor destas funções custo para os valores
exatos dos parâmetros é zero, o que torna impossível o cálculo do termo de normalização
β

W
.
Por outro lado, é possível calcular coeficientes de sensibilidade para as impedâncias de

sequência Z1 e Z2, os quais dão uma noção sobre a variação dos parâmetros que causam
um impacto maior no valor destas impedâncias. Uma vez que Z1 e Z2 são números
complexos, é necessário determinar os coeficientes de sensibilidade dos parâmetros para
a parte real e a parte imaginária das impedâncias. Assim, os coeficientes de sensibilidade
são calculados conforme segue.

Spxi
Re{Zx}

=
∂Re{Zx}
∂pxi

· pxi

Re{Zx}
(200)

Spxi
Im{Zx}

=
∂Im{Zx}
∂pxi

· pxi

Im{Zx}
(201)

Nas últimas expressões, Re{Zx} e Im{Zx} são a parte real e a parte imaginária da im-
pedância de sequência Zx e pxi é obtido da linha x e da coluna i da matriz dos parâmetros
P, dada por:

P =

[
R̃s Lm1 Lδs1 Lδr

′
1 R̃r′

1

R̃s Lm3 Lδs3 Lδr
′

3 R̃r′
3

]
(202)

Como dois coeficientes de sensibilidade são associados a cada parâmetro, sendo um
relativo à parte real e outro à parte imaginária da impedância, o coeficiente de sensibili-
dade global SZx,pxi associado a este parâmetro foi definido como sendo a média aritmética
do módulo destes coeficientes, conforme segue.

Spxi
Zx

=

∣∣∣SpxiRe{Zx}

∣∣∣+
∣∣∣SpxiIm{Zx}

∣∣∣
2

(203)

Uma vez que a frequência altera as reatâncias das indutâncias, que por sua vez alteram
as impedâncias, os coeficientes de sensibilidade também dependem da frequência, sendo
necessário avaliar o impacto desta grandeza no valor dos coeficientes de sensibilidade.
Assim, a Figura 49 mostra o coeficiente de sensibilidade dos parâmetros em função da
frequência em relação a Z1, enquanto a Figura 50 apresenta os coeficientes de sensibi-
lidade relativos a Z2. Todos os coeficientes foram calculados utilizando os valores de
cálculo dos parâmetros do protótipo #m1.

Analisando a Figura 49, nota-se que o coeficiente de sensibilidade de Lm1 em relação
a Z1 é muito pequeno em frequências acima de 5 Hz em comparação com os coeficientes
dos demais parâmetros do circuito fundamental. Desta forma, as melhores estimativas de
Lm1 são obtidas com ensaios realizados em frequências baixas, próximas de zero. Uma vez
que ensaios com tensões senoidais muito próximas desta frequência não são facilmente
realizáveis, definiu-se que Lm1 seja estimado em ensaios com a mesma frequência das
tensões e correntes induzidas no rotor na operação nominal, a qual fica em torno de 1,5 Hz
na máquina analisada. Esta frequência também é a mais indicada para a estimação de R̃r

1,
cujo coeficiente de sensibilidade é o maior na faixa de frequência entre 0 e 3 Hz. Para
Lδs1 e Lδr′1 , os maiores coeficientes de sensibilidade são obtidos em frequências acima de
10 Hz, sendo esta a faixa mais indicada para a estimação destes parâmetros.
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Figura 49 – Sensibilidade de Z1.

Fonte: o autor (2021).

Figura 50 – Sensibilidade de Z2.

Fonte: o autor (2021).

A Figura 50 leva a conclusões semelhantes a respeito de Z2. A indutância de mag-
netização, Lm3 , apresenta o seu máximo coeficiente de sensibilidade próximo de zero, e
os valores vão diminuindo conforme aumenta-se a frequência. O valor máximo do coe-
ficiente de sensibilidade referente a R̃r

3 ocorre próximo de 5 Hz, sendo este o valor mais
recomendado para a estimação deste parâmetro. Já as indutâncias de dispersão apresen-
tam seus maiores coeficientes de sensibilidade em frequências acima de 20 Hz, sendo
esta, portanto, a faixa mais adequada para a estimação de Lδs3 e Lδr′3 .

De forma geral, conclui-se então que as melhores estimativas de Lm1 , R̃r′
1 , Lm3 e R̃r′

3

são obtidas em ensaios com frequências baixas, próximas daquela observada nas tensões
e correntes induzidas no rotor durante a operação nominal da máquina, enquanto as me-
lhores estimativas de Lδs1 , Lδr′1 , Lδs3 e Lδr′3 são obtidas com frequências mais elevadas.
Entretanto, conforme será detalhado na próxima subseção, deve-se atentar que as esti-
mativas dos parâmetros do rotor que forem obtidas em frequências diferentes daquela
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observada durante a operação nominal serão impactadas pelo efeito pelicular.

5.3.6 Impacto da Frequência nos Parâmetros do Rotor

Conforme explicado anteriormente, a frequência das tensões e correntes induzidas no
rotor impacta no valor dos parâmetros devido ao efeito pelicular. Em frequências mais ele-
vadas, observadas predominantemente nos enrolamentos do rotor na partida, a corrente se
concentra no topo das barras do rotor na parte próxima do entreferro, resultando em uma
resistência efetiva maior e em uma indutância de dispersão menor. Conforme a máquina
acelera e se aproxima do regime permanente, a corrente se distribui mais uniformemente
pelas barras, ocasionando a diminuição da resistência e o aumento da indutância de dis-
persão do rotor (PYRHONEN; HRABOVCOVA; JOKINEN, 2008). Deve ser ressaltado
que existem métodos analíticos para determinação da variação destes parâmetros em fun-
ção da frequência das tensões e correntes no rotor, os quais foram obtidos para máquinas
trifásicas mas que podem também ser usados para máquinas pentafásicas (PYRHONEN;
HRABOVCOVA; JOKINEN, 2008). Estes métodos, contudo, requerem o conhecimento
detalhado dos dados dimensionais e dos enrolamentos (dados de projeto) da máquina, os
quais usualmente não estão disponíveis.

Uma vez que os ensaios necessários para a aplicação do método descrito neste capí-
tulo são realizados com o rotor parado, a frequência das tensões e correntes no rotor é
igual à frequência das tensões aplicadas aos terminais do estator; desta forma, é possível
associar as estimativas dos parâmetros à frequência utilizada no ensaio. Adicionalmente,
ao se estimar os parâmetros do rotor utilizando diversos ensaios com frequências distin-
tas, torna-se possível observar o impacto que a variação da frequência ocasiona nestes
parâmetros, permitindo inclusive que esta variação seja aproximada por modelos numé-
ricos sem a necessidade de conhecimento de dados de projeto da máquina. Quanto aos
parâmetros do estator, os mesmos são relativamente menos afetados pela frequência dos
ensaios, pois o efeito pelicular é bem menos pronunciado devido ao fato dos enrolamen-
tos do estator serem constituídos por condutores circulares com seção transversal muito
menor que a das barras do rotor. Este é o caso típico de enrolamentos de baixa tensão
do estator e que justifica o fato de que o efeito pelicular é geralmente desconsiderado
para o enrolamento do estator. Portanto, neste método, os parâmetros do estator serão
considerados constantes para todas as frequências.

5.3.7 Resumo e Fluxograma do Método

O fluxograma mostrado na Figura 51 sumariza os passos necessários para a aplicação
do método proposto neste capítulo. Conforme visto nas subseções anteriores, existem
diversos aspectos que influenciam nos parâmetros estimados, entre os quais destaca-se
a frequência do ensaio. De forma a aplicar o método de maneira consistente para ser
possível estimar os parâmetros com boa acurácia e considerar o impacto da frequência
nos parâmetros do rotor, definiu-se o procedimento descrito na sequência. Inicialmente,
estimam-se todos os parâmetros em um ensaio com tensões cuja frequência corresponde
à frequência de operação nominal; conforme demonstrado, essa faixa de frequência é a
mais adequada para a estimação das indutâncias de magnetização e das resistências do
rotor. Esta frequência é aquela associada ao escorregamento nominal e é dada por

fSn = fn · Sn, (204)

sendo fSn a frequência associada ao escorregamento nominal, fn a frequência nominal e
Sn o escorregamento nominal.
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Figura 51 – Fluxograma do método baseado no modelo de regime permanente.
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Fonte: o autor (2021).

Na sequência, realizam-se ensaios com frequências crescentes iguais a f = {f1 · · · fn},
sendo f1 > fSn . Nesta última etapa, apenas os parâmetros do rotor são estimados; os parâ-
metros do estator são considerados constantes e iguais às estimativas obtidas no primeiro
ensaio com f = fSn . De forma a eliminar possíveis soluções infactíveis, o algoritmo de
minimização de F 1 e F 2 foi configurado de forma que valor mínimo admitido para as
estimativas das resistências do rotor fosse igual ao valor estimado na frequência imedi-
atamente anterior; semelhantemente, o valor máximo admitido para as estimativas das
indutâncias de dispersão do rotor foi o valor estimado para a frequência imediatamente
anterior. Estas restrições impõem uma variação suave nos parâmetros e, assim, estão tam-
bém de acordo com o comportamento dos mesmos em função da frequência observado
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em máquinas trifásicas (PYRHONEN; HRABOVCOVA; JOKINEN, 2008).

5.4 Resultados e Validação Experimental

Assim como foi realizado nos capítulos anteriores, a análise e validação do método
baseado no modelo de regime permanente senoidal em operação desbalanceada teve como
base a estimação dos parâmetros dos protótipos #m1 e #m2 e a comparação das corren-
tes medidas nos ensaios com as correntes simuladas utilizando os parâmetros estimados.
De forma a verificar o impacto da frequência nas estimativas dos parâmetros do rotor, os
parâmetros dos protótipos foram estimados através de ensaios com frequências de 5, 10,
20, 30, 40, 50 e 60 Hz. Para estas frequências, apenas os parâmetros do rotor associa-
dos aos circuitos fundamental e de terceiro harmônico foram estimados; as estimativas
das indutâncias de magnetização e de dispersão do estator são obtidas no ensaio com a
frequência nominal do rotor e são consideradas constantes em todas as demais frequências
testadas. Conforme explicado na seção anterior, esta escolha se justifica pelo fato de que
as indutâncias de magnetização possuem pouca influência nas impedâncias de sequên-
cia em frequências mais elevadas. Embora estas impedâncias sejam bastante sensíveis às
indutâncias de dispersão do estator, este parâmetro é pouco afetado pela frequência das
tensões utilizadas nos ensaios uma vez que os enrolamentos do estator são pouco afetados
pelo impacto do efeito pelicular, conforme explicado anteriormente. Embora não haja es-
tudos abordando de forma aprofundada o impacto da frequência nos parâmetros do rotor
de máquinas de indução pentafásicas, no caso das máquinas trifásicas existem diversos
trabalhos provando que a desconsideração da influência da frequência nos parâmetros do
rotor leva a resultados insatisfatórios, especialmente no caso de máquinas de média e alta
potência, onde a altura das barras do rotor são relativamente maiores em comparação com
máquinas de baixa potência (BENZAQUEN et al., 2017; PEREIRA; PERIN; PEREIRA,
2018; PEREIRA et al., 2019).

5.4.1 Resultados Experimentais para o Protótipo #m1

O ensaio utilizado para a determinação dos parâmetros associados à condição de ope-
ração nominal do protótipo #m1 foi realizado com frequência de 1,5 Hz, a qual foi cal-
culada a partir de (204) em conjunto com os dados referentes a #m1 mostrados no Apên-
dice A. O valor da amplitude da fonte de tensão utilizada foi definida como 8 V, valor
escolhido para evitar o surgimento de correntes muito elevadas e consequentemente mi-
tigar a possibilidade de danificar os enrolamentos da máquina, uma vez que o ensaio é
realizado sem ventilação (rotor parado). A Figura 52 mostra a tensão e a corrente medi-
das com este ensaio.

As correntes da fase A do estator para os ensaios com frequência de 5 Hz a 60 Hz,
utilizados na estimação dos parâmetros do rotor dos circuitos fundamental e de terceiro
harmônico, são apresentados na Figura 53. Nota-se que a amplitude da corrente diminui
conforme a frequência aumenta, o que é explicado pelo fato das reatâncias serem propor-
cionais à frequência. Uma vez que o aumento das reatâncias aumenta a impedância vista
dos terminais da máquina, a corrente consequentemente diminui ao se manter a amplitude
da tensão aplicada constante.

5.4.2 Parâmetros Estimados

Conforme explicado, os parâmetros elétricos associados à condição nominal do protó-
tipo #m1 foram estimados utilizando o ensaio com frequência de 1,5 Hz. Considerando as
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demais frequências, estimou-se apenas as indutâncias de dispersão do rotor e as resistên-
cias do rotor assumindo-se os demais parâmetros constantes e iguais às estimativas obtidas
para a condição nominal. Desta forma, a Figura 55a mostra as estimativas das indutân-
cias de dispersão do rotor obtidas para os circuitos fundamental e de terceiro harmônico,
verificando-se que estes parâmetros diminuem conforme a frequência do ensaio aumenta.
Este resultado é semelhante ao observado em máquinas trifásicas, onde o aumento da
frequência do rotor está associado à diminuição da indutância de dispersão do rotor de-
vido ao impacto do efeito pelicular (ZHOU et al., 1998; GRANTHAM; MCKINNON,
2003).

A Figura 55b mostra as estimativas da resistência do rotor obtidas para os circuitos
fundamental e de terceiro harmônico. Novamente obtiveram-se resultados semelhantes
aos observados em máquinas trifásicas, onde o aumento da frequência das tensões e cor-
rentes induzidas no rotor ocasiona o aumento da resistência do rotor devido ao efeito
pelicular (PYRHONEN; HRABOVCOVA; JOKINEN, 2008). Observa-se ainda que a

Figura 52 – Tensão e corrente experimentais da fase A do estator (protótipo #m1).

Fonte: o autor (2021).

Figura 53 – Correntes experimentais da fase A do estator (protótipo #m1).

Fonte: o autor (2021).
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Figura 54 – Parâmetros estimados para o protótipo #m1.

(a) Lδr
′

x

(b) R̃r
′

x

Fonte: o autor (2021).

amplitude da variação devido à frequência não é idêntica nos parâmetros dos dois circui-
tos equivalentes, sendo menos acentuada no circuito de terceiro harmônico, em especial
na resistência do rotor. Por exemplo, no circuito fundamental, o valor da resistência do
rotor referente à partida da máquina (60 Hz) é 193,9% do valor associado à operação
nominal (1,5 Hz); no circuito de terceiro harmônico, obteve-se que a resistência do rotor
na partida da máquina é 146,8% do valor observado na operação nominal. Embora os
resultados estejam dentro do esperado, reitera-se que não há estudos aprofundados sobre
o impacto do efeito pelicular nos parâmetros associados a componentes harmônicos da
indução do entreferro de máquinas de indução com mais de três fases, não sendo possível
comparar estes resultados com os de outros trabalhos.

De forma a verificar se a minimização das funções custo F 1 e F 2 foi realizada com
sucesso, a Tabela 11 apresenta o valor absoluto dos erros percentuais entre as impedân-
cias de sequência experimentais, obtidas a partir das medições nos ensaios realizados, e
as impedâncias de sequência calculadas com os parâmetros estimados. Neste caso, os
erros foram calculados para o módulo e a fase das impedâncias, sendo utilizadas as im-
pedâncias de sequência experimentais como referência. A Tabela 11 mostra que os erros
para Z1 começam a surgir a partir do ensaio com 40 Hz, não sendo significativos em
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Tabela 11 – Erros percentuais nas impedâncias de sequência do protótipo #m1.

frequência (Hz)
erros em Z1 erros em Z2

módulo fase módulo fase
1,5 0,0% 0,0% 0,0% 0,0%

5 0,0% 0,0% 0,0% 0,0%

10 0,0% 0,0% 2,9% 9,8%

20 0,0% 0,0% 1,7% 7,5%

30 0,0% 0,0% 4,9% 5,5%

40 1,1% 0,6% 7,6% 4,9%

50 3,5% 1,5% 10,3% 4,8%

60 6,5% 2,2% 12,5% 4,6%

frequências menores. Os maiores erros encontrados em relação a esta impedância foram
no ensaio com frequência de 60 Hz, sendo iguais a 6,5% no módulo e 2,2% na fase. Para
Z2, os erros tornam-se significativos a partir da frequência de 10 Hz, mantendo-se abaixo
de 10% tanto no módulo quanto na fase até a frequência de 50 Hz. O maior erro no
módulo de Z2 foi 12,5%, observado no ensaio realizado a 60 Hz, enquanto o maior erro
na fase de Z2 foi encontrado no ensaio com frequência de 10 Hz, sendo igual a 9,8%.
Entre as possíveis explicações para a ocorrência destes erros, está a desconsideração da
saturação magnética, cujo nível não é o mesmo em todas as frequências. Deve-se enfati-
zar, contudo, que o efeito da saturação não foi investigado em conexão com este método.
Uma vez que assumiu-se que tanto as indutâncias de magnetização quanto as indutâncias
de dispersão do estator eram constantes em todas as frequências, o impacto da saturação
magnética nestas indutâncias pode ter sido compensado nas estimativas dos parâmetros
do rotor. No caso de Z2, os erros foram maiores e começaram a ser significativos a partir
de 10 Hz devido ao fato da indutância de magnetização do circuito de terceiro harmônico
ser da mesma ordem de grandeza que as indutâncias de dispersão, possuindo, portanto,
um maior impacto em Z2. De fato, conforme analisado na seção anterior, o coeficiente de
sensibilidade de Lm3 em relação à Z2 é bastante superior ao coeficiente de sensibilidade
de Lm1 em relação à Z1, explicando em grande parte os resultados obtidos. De qualquer
forma, os erros obtidos são aceitáveis e permitem avaliar o impacto da frequência nos
parâmetros do rotor.

A Tabela 12 mostra os parâmetros estimados no ensaio com frequência nominal em
comparação com os parâmetros calculados através do procedimento descrito em (PE-
REIRA et al., 2006), onde as diferenças estão em módulo e foram calculadas utilizando
os parâmetros de cálculo como referência. No caso do circuito fundamental, a maior dife-
rença foi encontrada em Lδs1 , sendo igual a 54,3%, enquanto a menor diferença foi 6,5%,
referente a Lm1 . Considerando o circuito de terceiro harmônico, as diferenças ficaram
entre 4,9%, encontrada em Lm3 , e 29,8%, observada em Lδr

′
3 . Com base nos resultados

apresentados na Tabela 12, pode-se afirmar que as estimativas estão próximas dos valores
de cálculo, sendo observadas diferenças mais significativas nas indutâncias de dispersão.
De qualquer forma, deve-se considerar que estas diferenças são pequenas em termos ab-
solutos, além do fato que são utilizadas simplificações a aproximações no cálculo destes
parâmetros. Adicionalmente, a frequência utilizada no ensaio não é a mais adequada para
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Tabela 12 – Parâmetros estimados do protótipo #m1.
parâmetro calculado estimado diferença
R̃r′

1 (Ω) 0,20 0,24 20,0%

Lm1 (mH) 61,87 65,88 6,5%

Lδs1 (mH) 1,64 2,53 54,3%

Lδr
′

1 (mH) 2,33 2,74 17,6%

R̃r′
3 (Ω) 0,16 0,14 12,5%

Lm3 (mH) 5,88 6,17 4,9%

Lδs3 (mH) 1,61 1,34 16,8%

Lδr
′

3 (mH) 2,42 1,70 29,8%

a estimação das indutâncias de dispersão devido à baixa sensibilidade das impedâncias de
sequência a estes parâmetros, conforme discutido na seção anterior.

5.4.3 Validação Experimental

Assim como realizado nos métodos apresentados anteriormente, a validação experi-
mental dos resultados de estimação de #m1 foi feita através da comparação entre correntes
medidas nos ensaios e correntes simuladas utilizando os parâmetros estimados no modelo
de simulação. Para este fim, utilizaram-se os mesmos ensaios de partida em vazio com
tensões trapezoidais contendo 15% de terceiro harmônico e de aplicação de carga com ten-
sões senoidais utilizados no Capítulo 3. De forma a considerar o impacto da frequência
das tensões e correntes induzidas do rotor, a variação dos parâmetros do rotor foi apro-
ximada através de modelos exponenciais na forma a · eb·x, os quais foram obtidos das
estimativas das indutâncias de dispersão e resistências do rotor usando o Método dos Mí-
nimos Quadrados Não Lineares implementado com o Algoritmo da Região de Confiança
(FLOUDAS; PARDALOS, 2001). Estes modelos foram escolhidos pela simplicidade de
implementação e por já terem apresentado bons resultados de simulação e de estimação
de performance quando utilizados em máquinas de indução trifásicas de média potência
(PEREIRA et al., 2019). A Figura 56a mostra os modelos utilizados para a indutância
de dispersão do rotor, tanto para o circuito fundamental quanto para o circuito de terceiro
harmônico. Já a Figura 56b apresenta os modelos utilizado para as resistências do rotor.
A variação dos parâmetros foi definida como função do escorregamento relativo, o qual
está diretamente associado à frequência do rotor. Para fins de comparação, as simulações
também foram realizadas utilizando os parâmetros estimados para a condição nominal,
considerados fixos em toda faixa de velocidade dos ensaios.

A Figura 57a mostra o período transitório das correntes medida e simuladas da fase A
do estator em relação ao ensaio de partida em vazio com tensões trapezoidais, enquanto
a Figura 57b mostra o regime permanente destas mesmas correntes. De forma geral,
verifica-se que a corrente simulada com parâmetros variáveis é mais próxima das corren-
tes medidas do que a corrente simulada com parâmetros fixos, o que pode ser constatado
também ao se analisar a Tabela 13, onde são mostrados os erros médios percentuais (EMP)
obtidos neste ensaio. Estes erros são calculados para a amplitude e a fase das CSVI das
correntes do estator através de (89) e (90). Considerando parâmetros variáveis, o EMP
obtido na amplitude de ĩs1 foi de 8,4%, em contraste com o valor de 20,4%, associado ao
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Figura 55 – Modelos de variação dos parâmetros do rotor do protótipo #m1.

(a) Lδr
′

x

(b) R̃r
′

x

Fonte: o autor (2021).

uso de parâmetros fixos estimados para a condição nominal. Já os erros médios percen-
tuais na fase de ĩs1 foram 0,6% com parâmetros variáveis e 1,2% com parâmetros fixos.
No caso de ĩs3, também foram encontrados erros médios percentuais inferiores utilizando
parâmetros variáveis, embora o contraste não seja tão grande quanto observado em ĩs1.
Por exemplo, o EMP obtido na amplitude de ĩs3 foi 11,3% com parâmetros fixos e 14,1%
com parâmetros variáveis, enquanto os erros médios percentuais na fase de ĩs3 foram 0,7%
com parâmetros variáveis e 0,8% com parâmetros fixos. A explicação para os erros serem
menores com parâmetros variáveis é pelo fato da variação dos parâmetros do rotor ser
mais acentuada durante o período transitório, quando a frequência das tensões e correntes
induzidas no rotor vão do valor máximo até o valor observado na operação em vazio, que
é muito próximo de zero. Embora haja erros associados às estimativas destes parâmetros
e aos modelos de variação exponencial utilizados, o fato de considerar esta variação levou
resultados de simulação mais próximos do observado na operação real do protótipo #m1,
em comparação com a utilização de parâmetros fixos estimados para a operação nominal.
Adicionalmente, conforme analisado na seção anterior, as impedâncias de sequência Z1

e Z2 são pouco sensíveis às indutâncias de dispersão na frequência das tensões do ensaio
associado à operação nominal; desta forma, erros na estimativa destes parâmetros podem
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Figura 56 – Comparação entre isA medida e simulada com tensões trapezoidais em vazio.

(a) transitório

(b) regime permanente

Fonte: o autor (2021).

ter levado a maiores erros na simulação, especialmente durante o período transitório. Não
obstante, estes erros são aceitáveis ao se levar em consideração que os parâmetros foram
estimados através de um único ensaio onde foi necessário medir apenas duas correntes e
duas tensões.

Considerando o ensaio com aplicação de carga, o protótipo #m1 partiu em vazio com
tensões senoidais e, após atingir o regime permanente, foi aplicada a carga mostrada na
Figura 18. As correntes medida e simuladas da fase A do estator são mostradas na Fi-
gura 57, onde pode-se observar que foi obtida uma boa correspondência com a medição
nos dois casos analisados. Os resultados mostrados nas duas últimas colunas da Tabela 13
confirmam esta conclusão, tendo sido encontrados erros médios percentuais na amplitude
de ĩs1 iguais a 2,9% com parâmetros variáveis e 5,9% com parâmetros fixos. No caso da
fase de ĩs1, os erros médios percentuais foram iguais a 0,0% em ambos os casos. Desta
forma, pode-se concluir que os parâmetros estimados com o método descrito neste ca-
pítulo são uma boa alternativa para, em conjunto com o modelo dinâmico, reproduzir o
comportamento real do protótipo #m1 em aplicações típicas de máquinas de indução.

5.4.4 Resultados para o Protótipo #m2

O protótipo #m2 foi submetido ao mesmo processo de validação do protótipo #m1.
Desta forma, os parâmetros associados à condição de operação nominal de #m2 foram
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Figura 57 – Comparação entre isA medida e simulada sob carga.

Fonte: o autor (2021).

Tabela 13 – EMP de ĩs1 and ĩs3 (protótipo #m1).

EMP
trapezoidal sob carga

param. fixos param. var. param. fixos param. var.
εA1 20,4% 8,4% 5,9% 2,9%

εA3 14,1% 11,3% - -

εϕ1 1,2% 0,6% 0,0% 0,0%

εϕ3 0,8% 0,7% - -

estimados na frequência de 1,5 Hz, a qual corresponde a um escorregamento de 2,5%.
Após, realizaram-se ensaios com frequências de 10, 20, 30, 40, 50 e 60 Hz, dos quais
foram estimados os parâmetros do rotor dos circuitos fundamental e de terceiro harmô-
nico mantendo-se as indutâncias mútuas e de dispersão do estator constantes e iguais às
estimativas obtidas no ensaio a 1,5 Hz. A validação experimental foi realizada através da
simulação do modelo dinâmico utilizando os parâmetros estimados e os dados experimen-
tais dos ensaios de partida em vazio com tensões trapezoidais e de aplicação de carga com
tensões senoidais, sendo comparadas as correntes simuladas com aquelas medidas nestes
ensaios. A Figura 58 mostra a tensão e corrente da fase A do estator medidas no ensaio
associado à frequência nominal do rotor. Já a Figura 59 mostra a corrente da fase A do
estator obtida nos ensaios com frequências variando entre 5 e 60 Hz. Nota-se que, assim
como observado com #m1, a amplitude da corrente diminui com o aumento da frequência,
o que é explicado pelo aumento da impedância vista dos terminais do estator devido ao
aumento das reatâncias conforme a frequência da tensão aplicada foi sendo incrementada,
ao passo que a amplitude foi mantida constante.

5.4.5 Parâmetros Estimados

Após a estimação dos parâmetros associados à operação nominal, realizada a partir
do ensaio com frequência de 1,5 Hz, as resistências e indutâncias de dispersão do rotor
dos circuitos fundamental e de terceiro harmônico foram estimados utilizando os demais
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Figura 58 – Tensão e corrente experimentais da fase A do estator (protótipo #m2).

Fonte: o autor (2021).

Figura 59 – Correntes experimentais da fase A do estator (protótipo #m2).

Fonte: o autor (2021).

ensaios, assumindo que os demais parâmetros são constantes. A Figura 61a mostra as esti-
mativas obtidas para as indutâncias de dispersão do rotor, onde se observa que estes parâ-
metros diminuem com o aumento da frequência do rotor. Já a Figura 61b mostra que R̃r′

1 e
R̃r′

3 aumentam conforme a frequência aumenta. Os resultados mostrados nas Figuras 61a
e 61b são semelhantes aos obtidos com o protótipo #m1 e estão de acordo com o obser-
vado em máquinas trifásicas, onde, devido ao efeito pelicular, a indutância de dispersão
do rotor diminui e a resistência do rotor aumenta com o aumento da frequência do rotor
(ZHOU et al., 1998; PYRHONEN; HRABOVCOVA; JOKINEN, 2008; GRANTHAM;
MCKINNON, 2003). Nota-se ainda que, diferente do caso de #m1, a variação na esti-
mativa da resistência do rotor do circuito fundamental é semelhante àquela observada na
estimativa da resistência do rotor do circuito de terceiro harmônico. Para R̃δr′

1 , a estima-
tiva obtida no ensaio a 60 hz é 202,4% da estimativa associada ao ensaio de 1,5 Hz; no
caso de R̃δr′

3 , a estimativa relativa ao ensaio a 60 Hz é 206,2% daquela obtida no ensaio
com frequência de 1,5 Hz.
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Figura 60 – Parâmetros estimados para o protótipo #m2.

(a) Lδr
′

x

(b) R̃r
′

x

Fonte: o autor (2021).

A Tabela 14 mostra o valor absoluto dos erros percentuais entre as impedâncias de
sequência experimentais e as impedâncias de sequência calculadas com os parâmetros
estimados. Os erros foram determinados para o módulo e fase de Z1 e Z2, utilizando
as impedâncias experimentais como referência. Considerando os erros relativos a Z1,
mostrados na segunda e terceira colunas da Tabela 14 e associados aos parâmetros do
circuito fundamental, observa-se que começam a surgir discrepâncias a partir de 10 Hz,
com o maior erro no módulo desta impedância de sequência ocorrendo no ensaio a 50 Hz e
correspondendo a 10,7%. Já o maior erro na fase de Z1 foi observado no ensaio realizado
na frequência de 30 Hz, sendo igual a 13,3%. Por outro lado, os erros para Z2, impedância
de sequência relacionada aos parâmetros do circuito de terceiro harmônico, passam a ser
significativos a partir do ensaio realizado a 5 Hz. Os maiores erros relacionados a Z2

foram encontrados na frequência de 60 Hz, sendo iguais a 10,3% para o módulo e 7,8%
para a fase. Assim como observado na análise de #m1, a explicação para que F 1 e F 2

não tenham sido completamente minimizadas em todas as frequências está na hipótese
adotada de que os parâmetros do estator permanecem constantes em todos os ensaios, o
que não é observado na prática caso haja alterações no nível de saturação da máquina. Os
erros relativos ao circuito de terceiro harmônico são maiores pelo fato da indutância de
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Tabela 14 – Erros percentuais nas impedâncias de sequência do protótipo #m2.

frequência (Hz)
erros em Z1 erros em Z2

módulo fase módulo fase
1,5 0,0% 0,0% 0,0% 0,0%

5 0,0% 0,0% 0,2% 0,9%

10 0,8% 0,5% 8,9% 7,7%

20 1,6% 0,3% 4,7% 5,6%

30 6,8% 13,3% 6,9% 4,7%

40 5,6% 13,2% 1,8% 8,1%

50 10,7% 11,8% 2,3% 7,8%

60 10,4% 5,8% 10,3% 12,0%

Tabela 15 – Parâmetros estimados do protótipo #m2.
parâmetro calculado estimado diferença
R̃r′

1 (Ω) 0,69 0,64 7,2%

Lm1 (mH) 138,15 143,67 3,8%

Lδs1 (mH) 4,48 4,18 6,7%

Lδr
′

1 (mH) 5,07 5,68 12,0%

R̃r′
3 (Ω) 0,20 0,25 25,0%

Lm3 (mH) 4,69 5,42 15,6%

Lδs3 (mH) 4,02 4,22 5,0%

Lδr
′

3 (mH) 1,81 3,36 85,6%

magnetização ser da mesma ordem de grandeza das indutâncias de dispersão, resultando
que Z2 é mais sensível a Lm3 do que Z1 em relação a Lm1 .

A Tabela 15 apresenta a comparação dos parâmetros associados à operação nominal
da máquina, estimados a partir do ensaio com frequência de 1,5 Hz, com os valores calcu-
lados a partir do procedimento descrito em (PEREIRA et al., 2006), sendo estes últimos
utilizados como referência na determinação das diferenças percentuais. A maior dife-
rença relativa ao circuito fundamental foi observada na indutância de dispersão do rotor,
sendo igual a 12,0%, enquanto a menor diferença ocorreu na indutância de magnetiza-
ção, correspondendo a 3,8%. Diferenças mais significativas foram observadas em relação
aos parâmetros do circuito de terceiro harmônico, chegando a 85,6% na indutância de
dispersão do rotor e 25,0% na resistência do rotor, as quais são explicadas pelas sim-
plificações adotadas tanto no cálculo destes parâmetros quanto no método de estimação.
Adicionalmente, deve se também considerar que estas diferenças são pequenas em nú-
meros absolutos. Por outro lado, uma diferença de apenas 5,0% foi obtida na indutância
de dispersão do estator. Reitera-se que esta comparação não pode ser considerada con-
clusiva ou definitiva para a determinação da acurácia do método descrito neste capítulo,
uma vez que é extremamente difícil estabelecer um procedimento para a determinação do
valor verdadeiro dos parâmetros. Não obstante, estas diferenças permitem uma análise
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Figura 61 – Modelos de variação dos parâmetros do rotor (protótipo #m2).

(a) Lδr
′

x

(b) R̃r
′

x

Fonte: o autor (2021).

qualitativa dos resultados de estimação, a partir da qual é possível constatar que o método
baseado no modelo de regime permanente em operação desbalanceada fornece estimati-
vas próximas daquelas obtidas a partir de procedimentos conhecidos para o cálculo dos
parâmetros.

5.4.6 Validação Experimental

A validação experimental dos resultados de estimação do protótipo #m2 foi realizada
a partir da comparação das correntes medidas nos ensaios com as correntes simuladas
a partir do modelo dinâmico implementado com as estimativas dos parâmetros. Assim
como foi feito com o protótipo #m1, a variação dos parâmetros do rotor de #m2 em rela-
ção ao escorregamento foi aproximada através de funções exponenciais na forma a · eb·x
através do Método dos Mínimos Quadrados Não Lineares implementado com o Algo-
ritmo da Região de Confiança (FLOUDAS; PARDALOS, 2001). As Figuras 62a e 62b
mostram os modelos de variação utilizados para Lδr′x e R̃δr′

x , respectivamente. Também
foram realizadas simulações utilizando os parâmetros associados à operação nominal de
#m2, a fim de verificar o impacto da frequência do rotor nos parâmetros. As simulações
realizadas envolveram os ensaios de partida em vazio com tensões trapezoidais com 15%
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Figura 62 – Comparação entre isA medida e simulada com tensões trapezoidais em vazio.

(a) transitório

(b) regime permanente

Fonte: o autor (2021).

Figura 63 – Comparação entre isA medida e simulada sob carga.

Fonte: o autor (2021).

de terceiro harmônico e o ensaio com tensões senoidais e aplicação da carga mostrada na
Figura 18, os quais também foram utilizados nos capítulos 3 e 4.
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A Figura 63a mostra o período transitório das correntes medidas e estimadas da fase A
do estator no ensaio de partida em vazio com tensões trapezoidais, enquanto a Figura 63b
mostra o regime permanente destas mesmas correntes. Analisando estas duas figuras,
nota-se que há uma melhor correspondência entre as correntes simuladas com parâmetros
variáveis em comparação com as correntes obtidas utilizando parâmetros fixos, o que é
sustentado pelos erros médios percentuais mostrados na Tabela 16. Por exemplo, o EMP
na amplitude de ĩs1 é 18,8% com parâmetros fixos e 13,0% com parâmetros variáveis, en-
quanto o EMP na fase de ĩs1 é 1,6% em ambos os casos. Considerando agora ĩs3, o EMP na
amplitude foi 21,2% com parâmetros fixos e 11,2% com parâmetros variáveis, enquanto
o EMP na fase foi 0,4% com parâmetros fixos e 0,3% com parâmetros variáveis. Estes
resultados mostram que, embora haja erros associados às estimativas dos parâmetros ob-
tidas com o método descrito neste capítulo, a consideração da variação dos parâmetros
do rotor com a frequência do rotor leva a resultados que reproduzem melhor o comporta-
mento real do protótipo #m2.

Já a Figura 63 mostra as correntes medidas e simuladas obtidas considerando o en-
saio onde o protótipo #m2 partiu em vazio com tensões senoidais e foi aplicada a carga
mostrada na Figura 18 no regime permanente. Os resultados nesta figura mostram uma
boa correspondência entre as curvas medidas e as simuladas tanto com parâmetros fixos
quanto com parâmetros variáveis. A Tabela 16 mostra que os erros médios percentuais na
amplitude de ĩs1 é igual a 7,4% com parâmetros fixos e 5,9% com parâmetros variáveis,
enquanto os EMP observados na fase de ĩs1 foram iguais a 0,7% com parâmetros fixos e
0,4% com parâmetros variáveis.

Com base nos resultados apresentados, conclui-se novamente que a consideração da
variação dos parâmetros do rotor leva a resultados que reproduzem melhor o comporta-
mento real do protótipo #m2.

5.5 Considerações finais sobre o método proposto

Neste capítulo, foi apresentado um método para a estimação dos parâmetros de má-
quinas pentafásicas baseada nos modelos de regime permanente senoidal em operação
desbalanceada, cuja principal característica é a possibilidade de avaliar o impacto da
frequência do rotor. De forma geral, os resultados experimentais obtidos com os pro-
tótipos #m1 e #m2 mostraram que o comportamento tanto em regime permanente como
transitório da máquina é melhor reproduzido quando é considerado o impacto da frequên-
cia nos parâmetros do rotor. Embora bons resultados também tenham sido obtidos com
os parâmetros estimados associados à operação nominal da máquina, a consideração da
variação das resistências e indutâncias de dispersão do rotor através das estimativas destes

Tabela 16 – EMP de ĩs1 and ĩs3 (protótipo #m2).

EMP
trapezoidal sob carga

param. fixos param. var. param. fixos param. var.
εA1 18,8% 13,0% 7,4% 5,9%

εA3 21,2% 11,2% - -

εϕ1 1,6% 1,6% 0,7% 0,4%

εϕ3 0,4% 0,3% - -
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parâmetros fornecidas pelo método descrito neste capítulo melhorou consideravelmente
os resultados de simulação, em especial durante o período transitório das correntes do
estator. Por exemplo, os erros médios percentuais obtidos na amplitude de ĩs1 diminuíram
de 20,4% para 8,4% em #m1 e de 18,8% para 13,0% em #m2 ao se considerar a influência
da frequência nos parâmetros do rotor.

Em comparação com trabalhos semelhantes disponíveis na literatura, as principais
vantagens do método proposto neste capítulo são:

• necessidade de aquisição de apenas duas tensões e duas correntes;

• conexão em estrela sem neutro, não sendo necessárias ligações não usuais dos en-
rolamentos do estator;

• possibilidade de estimação de todos os parâmetros elétricos utilizando um único
ensaio;

• possibilidade de avaliação do impacto da frequência nos parâmetros do rotor;

• possibilidade de utilização em sistemas de autocomissionamento, já que os ensaios
são realizados com o rotor parado, podendo ser aplicado em máquinas já instaladas.

Embora ainda haja diversos aspectos que possam ser aprofundados, tais como a satu-
ração magnética nos ensaios e a utilização de modelos mais sofisticados para a variação
dos parâmetros do rotor com a frequência, o método apresentado neste capítulo apresenta
vantagens e contribuições importantes em relação às alternativas disponíveis na literatura.
Uma desvantagem do método é que não são fornecidas estimativas dos parâmetros mecâ-
nicos e os ensaios são realizados em condições de operação não usuais. Isto impacta na
distribuição de calor e dos campos magnéticos no interior da máquina, os quais podem
influenciar as estimativas dos parâmetros.
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6 APLICAÇÕES DOS MÉTODOS DESENVOLVIDOS

Este capítulo aborda algumas possíveis aplicações que utilizam os parâmetros de má-
quinas de indução pentafásicas, tais como controle vetorial por orientação de campo e
estimação de curvas típicas de performance. Embora a validação experimental realizada
nos capítulos anteriores baseada em simulações também possa ser considerada como uma
aplicação que demanda o conhecimento dos parâmetros de máquinas de indução, imple-
mentações de estratégias de controle e levantamento de curvas típicas de máquinas de in-
dução são aplicações de grande interesse e atemporais, conforme pode ser constatado pelo
crescente número de publicações de trabalhos abordando estes dois tópicos nos últimos
anos. Desta forma, além de ilustrar a importância do conhecimento dos parâmetros de
máquinas de indução pentafásicas, o objetivo deste capítulo também é analisar o impacto
de cada método de estimação proposto no desempenho destas aplicações, ampliando a
validação experimental apresentada nos capítulos anteriores.

Na sequência, são apresentados os resultados de um estudo de caso do protótipo #m1,
o qual envolveu a implementação de uma estratégia de Controle Vetorial por Orientação
de Campo e o levantamento de algumas curvas típicas de performance a partir do modelo
de regime permanente senoidal. Nesta última aplicação, foram utilizados dados obtidos
com Elementos Finitos devido à impossibilidade de realizar todas as medições necessárias
com os equipamentos disponíveis no LASCAR.

6.1 Controle Vetorial por Orientação de Campo

Um dos principais motivos que levaram ao crescente uso de máquinas de indução com
rotor em gaiola de esquilo nas últimas décadas foram os grandes avanços em microeletrô-
nica e eletrônica de potência, possibilitando a implementação de estratégias de controle
vetorial por orientação de campo. Nas topologias baseadas neste princípio, é possível
controlar o fluxo e o torque de forma independente, semelhantemente a como é feito com
máquinas de corrente contínua, obtendo-se uma excelente performance dinâmica (WU;
NARIMANI, 2017).

Devido às características dos equipamentos que compõe a plataforma experimental
disponível no LASCAR, descrita no Apêndice A, utilizou-se a topologia de Controle por
Orientação de Campo Indireta descrita em (XU; TOLIYAT; PETERSEN, 2001, 2002).
Esta estratégia de controle necessita que o ângulo da CSVI do fluxo do rotor seja estimado
para que a orientação de campo possa ser realizada, o que por sua vez requer que os
parâmetros da máquina sejam conhecidos. A Figura 64 ilustra o diagrama de blocos
implementado, o qual foi baseado na topologia descrita em (XU; TOLIYAT; PETERSEN,
2002). Neste experimento, optou-se por controlar os circuitos fundamental e de terceiro
harmônico individualmente, a fim de avaliar o desempenho do sistema de controle para
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Figura 64 – Controle Vetorial por Orientação de Campo Indireta.

Fonte: o autor (2021).

cada circuito.
A topologia de controle mostrada na Figura 64 foi implementada utilizando os parâ-

metros estimados através de todos os métodos de estimação propostos nesta Tese, bem
como com os parâmetros calculados através do procedimento descrito em (PEREIRA
et al., 2006). Deve-se observar que uma vez que opera em malha fechada, o sistema
de controle é capaz de compensar pequenos erros nas estimativas dos parâmetros; desta
forma, o principal objetivo deste capítulo é verificar se os parâmetros estimados através
dos métodos propostos tem potencial de utilização em estratégias de controle vetorial e
em sistemas de autocomissionamento de máquinas de indução pentafásicas.

6.1.1 Método Baseado na Impedância Instantânea Modificada

A Figura 66a mostra os resultados de seguimento de velocidade obtidos excitando
apenas o circuito fundamental com os parâmetros de cálculo e com os parâmetros es-
timados utilizando o método baseado na impedância instantânea modificada. No en-
saio, o protótipo #m1 partiu em vazio e um degrau de carga de 10 N.m foi aplicado em
t = 16 segundos. De forma geral, se verifica que o desempenho do sistema de controle
é bom para ambos os casos, com erros em regime permanente de 1,2×10−2% utilizando
parâmetros de cálculo e de 6,2×10−3% com parâmetros estimados. Estes erros foram
calculados em porcentagem da velocidade de referência, e embora sejam pequenos para
ambos os casos, os erros com parâmetros estimados são menores. Considerando ainda
esta mesma implementação, a Figura 66b apresenta as correntes de fase do estator medi-
das após o regime permanente ser alcançado, onde verifica-se que as correntes são senoi-
dais e foram geradas na sequência A-B-C-D-E, que é aquela que excita apenas o circuito
fundamental.

A Figura 67a mostra os resultados para o caso onde apenas o circuito de terceiro
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Figura 65 – Comparação de resposta de velocidade e correntes de componente fundamen-
tal impostas (método baseado na impedância instantânea modificada).

(a) velocidade do rotor

(b) correntes de fase do estator

Fonte: o autor (2021).

harmônico é excitado. Os resultados nesta figura se referem ao seguimento de veloci-
dade utilizando os parâmetros de cálculo e os parâmetros estimados através do método
baseado na impedância instantânea. Nesta implementação, #m1 também partiu em vazio
e foi aplicado um degrau de carga de 10 N.m em t = 16 segundos, sendo observado no-
vamente um bom desempenho do sistema de controle. Os erros em regime permanente
foram 1,1×10−2% com parâmetros de cálculo e 1,7×10−3% com parâmetros estimados
com o método baseado na impedância instantânea modificada. Novamente, obteve-se um
melhor desempenho com os parâmetros estimados, embora o erro observado utilizando
parâmetros de cálculo também seja bastante pequeno. A Figura 67b mostra as correntes
de fase do estator de regime permanente obtidas nesta implementação com excitação ape-
nas do circuito de terceiro harmônico, onde se nota que as correntes são senoidais com
sequência de fase igual a A-D-B-E-C. Esta sequência de fases excita apenas o circuito de
terceiro harmônico e produz no entreferro uma indução com o triplo de pares de polos
em relação à indução produzida pela sequência A-B-C-D-E, o que explica a frequência
das correntes ser três vezes maior do que aquela mostrada na Figura 66b, onde apenas
o circuito fundamental foi controlado. Nota-se ainda que as correntes são mais eleva-
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Figura 66 – Comparação de resposta de velocidade e correntes de terceiro harmônico
impostas (método baseado na impedância instantânea modificada).

(a) velocidade do rotor

(b) correntes de fase do estator

Fonte: o autor (2021).

das quando apenas o circuito de terceiro harmônico é excitado, possuindo uma amplitude
aproximadamente o dobro do que aquela observada quando apenas o circuito fundamen-
tal é excitado. Entretanto, salienta-se que excitar apenas o circuito de terceiro harmônico
não é uma estratégia de controle usual; esta implementação foi realizada apenas para fins
de verificação dos resultados de estimação. Normalmente, os dois circuitos equivalentes
são controlados simultaneamente, de forma a produzir uma indução no entreferro apro-
ximadamente trapezoidal, otimizando o aproveitamento do material ferromagnético e a
capacidade de produção de torque da máquina pentafásica (XU; TOLIYAT; PETERSEN,
2001, 2002; BARRERO; DURAN, 2016).

6.1.2 Método Baseado na Resposta ao Degrau de Tensão

A Figura 68a mostra os resultados de velocidade obtidos excitando apenas o circuito
fundamental utilizando os parâmetros estimados através do método baseado na resposta
ao degrau de tensão. Os resultados de velocidade apresentados foram obtidos utilizando
os parâmetros estimados através do uso do fator de distribuição entre as indutâncias de
dispersão do circuito fundamental (alternativa 1) e utilizando os parâmetros estimados
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Figura 67 – Comparação de resposta de velocidade e correntes impostas (método baseado
resposta ao degrau de tensão).

(a) circuito fundamental

(b) circuito de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).

com realização do ensaio adicional para estimação da indutância de dispersão do estator
(alternativa 2). Em ambos os casos, foram utilizados os parâmetros referentes à saturação
nominal do protótipo. O ensaio foi realizado com #m1 partindo em vazio, sendo aplicado
um degrau de carga de 10 N.m após aproximadamente 13 segundos, a fim de avaliar o
desempenho do sistema de controle operando nesta condição. De forma geral, observa-
se que os resultados são satisfatórios para ambas as alternativas, com erros percentuais
de seguimento de referência em regime permanente de 2,5×10–2% para a alternativa 1 e
2,9×10–2% para a alternativa 2.

Já a Figura 68b mostra os resultados de seguimento de referência de velocidade ob-
tidos quando apenas o circuito de terceiro harmônico é excitado, onde o sistema de con-
trole foi implementado utilizando os parâmetros estimados através das alternativas 1 e 2
da execução do método baseado na resposta ao degrau de tensão associado à saturação da
operação nominal do protótipo #m1. Neste caso, após #m1 partir em vazio, um degrau
de carga de 10 N.m foi aplicado em t = 16 segundos. Assim como no caso anterior, onde
apenas o circuito fundamental foi excitado, os resultados são bastante satisfatórios, sendo
observados erros de seguimento de referência em regime permanente de 44,5×10–2% para
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a implementação com os parâmetros estimados a partir da alternativa 1 e 4,7×10–3% para
a implementação com os parâmetros obtidos através da alternativa 2.

6.1.3 Método Baseado no Modelo de Regime Permanente Senoidal em Operação
Desbalanceada

Neste experimento, o sistema de controle foi implementado com os parâmetros dos
circuitos fundamental e de terceiro harmônico estimados através do ensaio com frequên-
cia igual à nominal do rotor. A Figura 69a apresenta os resultados de seguimento de re-
ferência de velocidade obtidos quando apenas o circuito fundamental é excitado, onde o
protótipo #m1 partiu em vazio e, após o regime permanente ser alcançado, sendo aplicado
um degrau de carga de 10 N.m no instante de tempo de 15 segundos. Pode-se notar que o
erro de seguimento de referência de velocidade é baixo, correspondendo a 1,1×10–2%.

A Figura 69b apresenta os resultados obtidos para o seguimento de referência de ve-
locidade considerando a implementação onde apenas o circuito de terceiro harmônico é
excitado. Neste caso, #m1 também partiu em vazio, sendo aplicado o degrau de carga de
10 N.m em t = 16,5 segundos. Assim como nas implementações anteriores, novamente

Figura 68 – Comparação de resposta de velocidade e correntes impostas (método baseado
no modelo de regime permanente em desbalanço).

(a) circuito fundamental

(b) circuito de terceiro harmônico

Fonte: o autor (2021).
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um bom desempenho foi obtido, sendo o erro de seguimento de referência em regime
permanente igual a 6,6×10–2%.

De forma geral, verifica-se que todas as implementações do Controle Vetorial por
Orientação de Campo testadas apresentaram um bom desempenho no seguimento de re-
ferência de velocidade, com erros cujas ordens de grandeza são muito baixas. Isto se
explica pelo fato do sistema de controle funcionar em malha fechada, compensando even-
tuais erros oriundos da estimação do ângulo da CSVI do fluxo do rotor. Não obstante,
embora os resultados aqui apresentados não indiquem de forma clara qual método estima
os parâmetros com maior acurácia, eles mostram que todos os métodos propostos nesta
Tese fornecem estimativas de parâmetros com os quais se obtém um desempenho em
Controle Vetorial por Orientação de Campo tão bom ou até melhor do que aquele obtido
com parâmetros de cálculo. Adicionalmente, no caso dos métodos que envolvem en-
saios com o rotor em repouso, os resultados desta seção indicam um grande potencial de
aplicação destes métodos em sistemas de autocomissionamento de máquinas de indução
pentafásicas.

6.2 Estimação de Curvas de Performance em Regime Permanente

A determinação das curvas de performance em regime permanente de máquinas de
indução é de grande importância, pois é com base nestas informações que um potencial
usuário pode selecionar corretamente a máquina mais adequada para a sua aplicação. Adi-
cionalmente, no caso de máquinas trifásicas, diversos requisitos de performance dados por
normas técnicas nacionais e internacionais devem ser atendidos, os quais são utilizados
inclusive para classificar estas máquinas(IEEE, 2018).

Devido aos custos elevados em equipamentos e horas de trabalho envolvidos com a
obtenção experimental das curvas de performance, ao longo do tempo foram desenvolvi-
dos diversos trabalhos propondo formas alternativas mais econômicas de obtê-las. Recen-
temente, uma abordagem baseada no uso do modelo de regime permanente senoidal para
a obtenção destas curvas foi validada em mais de 200 máquinas de indução trifásicas de
média potência, possuindo como diferencial a consideração da variação dos parâmetros
com a frequência do rotor (PEREIRA et al., 2019). Nesta Tese será adotada uma aborda-
gem semelhante, onde as curvas de torque e corrente em função do escorregamento serão
estimadas a partir do modelo de regime permanente senoidal da máquina descrito no Ca-
pítulo 2 em conjunto com os parâmetros estimados através dos três métodos propostos.
Devido à dificuldade de realizar ensaios para determinação experimental destas curvas,
alguns pontos foram obtidos através de uma análise com Elementos Finitos de #m1 uti-
lizando o software ANSYS Electronics®, cujos detalhes de implementação são fornecidos
no Apêndice C. Esta análise foi realizada considerando apenas o circuito fundamental,
uma vez que este é o responsável pela produção de praticamente todo o torque útil da
máquina de indução pentafásica.

6.2.1 Expressões para o Torque e a Corrente do Estator em Regime Permanente

As expressões analíticas para a obtenção das curvas de torque mecânico e corrente do
estator do circuito fundamental são obtidas a partir da manipulação algébrica das equações
que descrevem o modelo de regime permanente senoidal da máquina, o qual foi descrito
no Capítulo 2.

A partir de (40) e (41), são obtidas as expressões que seguem para a corrente do estator



140

e corrente do rotor, as quais correspondem às equações da máquina trifásica.
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A expressão do torque eletromagnético de regime permanente, assim como as expres-
sões do torque relativo às perdas mecânicas por atrito e ventilação e do torque mecânico
são apresentadas abaixo.

T e1 (S) = 5 · P
ωs
·
∣∣∣Ir′1 (S)

∣∣∣2 · R̃r′
1

S
(207)

Tmec(S) = Kv ·
[

(1− S)

P
· ωs
]2

+B · (1− S)

P
· ωs (208)

Tm1 (S) = T e1 (S)− Tmec(S)− T o1
2
. (209)

O termo T o1 presente em (209) corresponde à parcela do torque relativa à soma das
perdas mecânicas e magnéticas em vazio. Este torque é obtido diretamente da soma das
perdas mecânicas e perdas magnéticas, cuja determinação é realizada subtraindo as perdas
joule do estator da potência de entrada considerando S ∼= 0 conforme segue (PEREIRA
et al., 2019).

P o
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(211)

A potência de entrada, por sua vez, é determinada a partir da expressão abaixo.

P s
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Assumindo que a fase do fasor tensão, V s, é igual a 0 graus, o fator de potência pode
ser obtido de (205) conforme segue.
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∠I

s

1(S)
]

(213)

Assim, a curva de torque mecânico é obtida de (209) e a curva de corrente é obtida de
(205), fazendo 0 < S ≤ 1.

6.2.2 Curvas de Torque e Corrente em Regime Permanente

As curvas de torque mecânico e corrente em função do escorregamento foram estima-
das utilizando os parâmetros determinados através dos três métodos propostos na Tese,
além dos valores calculados utilizando o procedimento descrito em (PEREIRA et al.,



141

2006). No caso do método baseado na resposta ao degrau de tensão, foram utilizados os
parâmetros estimados através da alternativa que utiliza um ensaio adicional para a esti-
mação da indutância de dispersão do estator. Já no caso do método baseado no modelo
de regime permanente senoidal em operação desbalanceada, considerou-se o modelo de
variação exponencial dos parâmetros do rotor, mostrados nas Figuras 56a e 56b. Desta
forma, além de realizar uma comparação entre os métodos de estimação propostos, ainda
será verificado se a consideração da variação dos parâmetros do rotor com a frequência do
rotor produz resultados de estimação de curvas de performance mais acurados, conforme
já constatado no caso de máquinas trifásicas (PEREIRA et al., 2019).

A Figura 69 mostra as curvas de torque versus escorregamento estimada utilizando
parâmetros de cálculo e parâmetros estimados com os métodos propostos na Tese, em
comparação com resultados obtidos através de Elementos Finitos. Nota-se que, em baixos
escorregamentos, todos os conjuntos de parâmetros apresentam uma boa correspondên-
cia com os resultados de Elementos Finitos, à exceção dos parâmetros estimados através

Figura 69 – Curva estimada de torque mecânico (C - parâmetros de cálculo; IIM - pa-
râmetros estimados com impedância instantânea modificada; DT - parâmetros estimados
com degrau de tensão; RPD - parâmetros estimados do regime permanante senoidal em
operação desbalanceada; EF- resultados de Elementos Finitos).

(a) 0 < S < 1

(b) baixos escorregamentos

Fonte: o autor (2021).
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Figura 70 – Curva estimada de corrente do estator (C - parâmetros de cálculo; IIM - pa-
râmetros estimados com impedância instantânea modificada; DT - parâmetros estimados
com degrau de tensão; RPD - parâmetros estimados do regime permanante senoidal em
operação desbalanceada; EF- resultados de Elementos Finitos).

(a) 0 < S < 1

(b) baixos escorregamentos

Fonte: o autor (2021).

do método baseado no modelo de regime permanente senoidal em operação desbalance-
ada, onde maiores discrepâncias são observadas com escorregamentos superiores a 0,03.
Por outro lado, a utilização deste conjunto de parâmetros fornece uma estimativa muito
próxima do torque de partida, com uma diferença percentual de apenas 4,5% utilizando o
resultado de Elementos Finitos como referência. As diferenças percentuais para os demais
conjuntos de parâmetros ficaram entre 38,9%, obtida com parâmetros estimados através
do método baseado na resposta ao degrau de tensão, e 74,1%, obtida com parâmetros de
cálculo. Estes resultados mostram que, assim como observado no caso de máquinas de
indução trifásicas, a consideração da variação dos parâmetros com a frequência do rotor
leva a melhores estimativas do torque de partida.

A Figura 70 mostra as curvas estimadas de corrente do estator em função do escorre-
gamento, onde foram observados resultados semelhantes aos obtidos para curva de torque
mecânico em baixos escorregamentos. Assim, todos os conjuntos de parâmetros forne-
ceram estimativas próximas dos resultados de Elementos Finitos, sendo obtidos melhores
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resultados com os parâmetros de cálculo. E, assim como ocorrido na estimativa da curva
de torque, maiores discrepâncias são observadas a partir de S = 0,03 quando são usados
parâmetros estimados através do método baseado no modelo de regime permanente em
operação desbalanceada. Considerando a corrente de partida, o melhor resultado foi ob-
tido com as estimativas fornecidas pelo método na resposta ao degrau de tensão, com uma
diferença percentual de 14,2%. Por outro lado, a maior diferença (39,2%) foi observada
quando foram utilizados parâmetros de cálculo.

De forma geral, os resultados obtidos mostram que é possível estimar com boa acu-
rácia as curvas de torque e corrente em regime permanente em baixos escorregamentos
utilizando todos os métodos propostos na Tese, sendo obtidos resultados semelhantes aos
observados quando são utilizados parâmetros de cálculo. Por outro lado, em altos escorre-
gamentos, os resultados são bastante distintos para cada conjunto de parâmetros, o que se
explica pelo fato da indutância de dispersão do estator e dos parâmetros do rotor, cujas es-
timativas variam de um método para o outro, terem um grande impacto nesta condição de
operação. Adicionalmente, considerando a partida da máquina, grandes diferenças foram
obtidas em relação aos resultados de Elementos Finitos, à exceção do torque de partida
estimado através das estimativas dos parâmetros obtidas com o método baseado no mo-
delo de regime permanente em operação desbalanceada, onde foi considerada a variação
dos parâmetros do rotor com a frequência.

6.2.3 Considerações Finais

Neste capítulo, foram apresentadas duas aplicações típicas de máquinas de indução
que utilizam os parâmetros do modelo da máquina, de forma a demonstrar a importância
e relevância da determinação acurada dos parâmetros. Na aplicação de Controle Vetorial
por Orientação de Campo, demonstrou-se que bons resultados de desempenho de segui-
mento de referência de velocidade são obtidos com todos os conjuntos de parâmetros
estimados, sendo similares aos resultados obtidos utilizando parâmetros de cálculo. Em-
bora a análise destes resultados não possibilite definir qual conjunto de parâmetros é o
mais acurado devido ao fato do sistema operar em malha fechada, onde erros na orienta-
ção de campo são compensados pelo controlador, fica demonstrado que todo os métodos
propostos nesta Tese são viáveis para o uso em sistemas de autocomissionamento, especi-
almente o método baseado na resposta ao degrau de tensão e o método baseado no modelo
de regime permanente senoidal em operação desbalanceada, uma vez que os ensaios são
realizados com o rotor parado e portanto podem ser aplicados em máquinas que já estejam
instaladas.

Na aplicação de estimação de curvas de torque e corrente do estator em regime per-
manente, importantes para a classificação de motores de indução de acordo com normas
técnicas e para avaliação de performance, os resultados obtidos mostraram que para pe-
quenos escorregamentos, boas estimativas são obtidas com todos os conjuntos de parâme-
tros testados. Adicionalmente, usando parâmetros estimados através do método baseado
no modelo de regime permanente senoidal em operação desbalanceada, onde considerou-
se a variação dos parâmetros em função da frequência do rotor, obteve-se também um bom
resultado para a estimativa do torque de partida, com uma diferença de 4,5% em relação
ao resultado obtido com Elementos Finitos. Por outro lado, nenhum conjunto de parâ-
metros produziu estimativas semelhantes para a corrente de partida, embora as diferenças
em relação ao resultado de Elementos Finitos sejam razoáveis dada a forma em que foram
obtidas, ficando entre 14,2% e 39,2%. Não obstante, deve-se considerar que uma vez que
os parâmetros foram estimados experimentalmente, uma comparação mais justa envolve-
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ria a comparação com dados que também fossem obtidos de forma experimental, o que
não foi possível de realizar devido às limitações da plataforma experimental disponível.
Também é importante ressaltar que as curvas de torque e corrente em regime permanente
senoidal foram obtidas a partir da adaptação de um procedimento desenvolvido e validado
para máquinas trifásicas (PEREIRA et al., 2019), cuja validade em máquinas de indução
pentafásicas necessita ser estudada de forma mais aprofundada.

Desta forma, pode-se concluir que todos os métodos de estimação propostos nesta
Tese fornecem estimativas de parâmetros com bom potencial de utilização em aplicações
típicas de máquinas de indução pentafásicas.
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7 CONCLUSÃO

Neste capítulo são apresentadas as considerações finais da Tese, bem como sugestões
de trabalhos futuros com base na pesquisa e resultados obtidos nesta Tese.

7.1 Considerações Finais

Nesta Tese, foram apresentados e comprovados experimentalmente três métodos para
a estimação de parâmetros de máquinas de indução pentafásicas, os quais exigem apenas
medições das tensões e correntes de fase do estator. Todos os três métodos são contri-
buições originais da tese, dos quais um foi publicado em um periódico internacional, o
outro está em fase final de avaliação também em um periódico internacional e o terceiro
está em fase de avaliação para apresentação em um congresso internacional. O primeiro
método é baseado no conceito de impedância instantânea modificada, o qual foi intro-
duzido na Tese de forma original e necessita de medições obtidas em ensaios de partida
em vazio, podendo ser executadas tanto com tensões pentafásicas senoidais quanto com
tensões pentafásicas trapezoidais geradas por um inversor. O segundo método proposto
é baseado na identificação de coeficientes das funções de transferência definidas para a
máquina com o rotor parado a partir da aplicação de um degrau de tensão, cuja princi-
pal característica é a consideração da saturação nas estimativas dos parâmetros. No caso
do terceiro método, os parâmetros também são estimados utilizando ensaios com o rotor
parado, porém através de um algoritmo que utiliza o modelo de regime permanente se-
noidal em operação desbalanceada. Este último apresenta como principal característica a
consideração da influência da frequência das tensões e correntes induzidas no rotor nas
estimativas dos parâmetros do rotor.

A validação e verificação da acurácia dos métodos foi realizada experimentalmente
em dois protótipos de 4,5 kW e 5,5 kW em duas etapas. Inicialmente, os parâmetros dos
protótipos foram estimados através dos três métodos propostos. Após, utilizaram-se estes
parâmetros na simulação do modelo da máquina de indução pentafásica utilizando como
entrada as tensões de partida em vazio e de ensaio com carga, com o intuito de avaliar
o quanto as correntes simuladas são semelhantes às correntes medidas nestes mesmos
ensaios. Desta forma, para fins de comparação com outros procedimentos para obtenção
dos valores dos parâmetros disponíveis na literatura, o modelo também foi simulado com
os parâmetros de cálculo dos protótipos.

De forma geral, com base na comparação entre correntes medidas e simuladas, os me-
lhores resultados foram obtidos com o método baseado na impedância instantânea modi-
ficada, reproduzindo melhor o comportamento da máquina comparado com os resultados
obtidos com os parâmetros de cálculo. A explicação se dá pelo fato dos parâmetros terem
sido estimados através dos mesmos ensaios utilizados nas simulações, que também corres-
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pondem à operação nominal da máquina em termos de saturação magnética e distribuição
dos campos. Nos outros dois métodos propostos, os parâmetros são estimados utilizando
ensaios com formas de onda de tensão bastante distintas daquelas utilizadas na operação
normal, resultando que a distribuição dos campos no interior da máquina não é exata-
mente a mesma observada na operação nominal. Desta forma, as estimativas obtidas não
se adequam completamente à operação nominal, particularmente no caso das indutâncias
de dispersão. Não obstante, considerando os aspectos citados, os resultados obtidos para
os métodos baseados na resposta ao degrau e no modelo de regime permanente senoidal
em operação desbalanceada foram bastante satisfatórios, apresentando erros semelhantes
àqueles encontrados quando foram utilizados os parâmetros de cálculo.

Para o método baseado na resposta ao degrau de tensão, constatou-se que a amplitude
da tensão do ensaio afeta as estimativas dos parâmetros devido a mudanças na saturação
da máquina, devendo ser escolhida de forma adequada para que os parâmetros estima-
dos sejam válidos para a operação nominal. Utilizando os parâmetros estimados através
do ensaio associado ao nível de saturação correspondente à operação nominal, a simula-
ção do modelo da máquina resultou em correntes que apresentam diferenças significativas
durante o período transitório em comparação com as correntes medidas nos ensaios, ocor-
rendo uma correspondência muito melhor entre as correntes medida e simulada durante o
regime permanente. Uma vez que a saturação da máquina varia durante a partida e os pa-
râmetros foram estimados para a saturação nominal em regime permanente, este resultado
pode ser considerado aceitável.

Considerando o método baseado no modelo de regime permanente senoidal em ope-
ração desbalanceada, a análise de sensibilidade das impedâncias de sequência em relação
aos parâmetros mostrou que existem valores de frequência das tensões utilizadas nos en-
saios que favorecem a estimação de alguns parâmetros enquanto desfavorecem a deter-
minação de outros. No caso da frequência associada à operação nominal da máquina, a
análise de sensibilidade mostra que há uma maior possibilidade de ocorrência de erros na
estimação das indutâncias de dispersão, o que justifica as discrepâncias observadas entre
as correntes medidas e simuladas durante o período transitório, onde o efeito destes pa-
râmetros é mais pronunciado. Embora ainda haja espaço para melhorias neste método, a
utilização do procedimento proposto para consideração do impacto da frequência do ro-
tor nos parâmetros levou a melhores resultados, com as correntes simuladas ficando mais
próximas das correntes medidas.

Como última etapa de validação dos métodos de estimação de parâmetros propostos,
o Capítulo 6 apresentou resultados de aplicações típicas que exigem o conhecimento dos
parâmetros, os quais envolveram estudos de caso do protótipo de 4,5 kW. Os resultados
práticos demonstraram que todos os métodos fornecem estimativas dos parâmetros com
as quais obtêm-se um bom desempenho para seguimento de referência de velocidade em
uma aplicação de Controle Vetorial por Orientação de Campo. Também foram estima-
das as curvas de regime permanente para o torque e corrente do estator em função do
escorregamento através da utilização do modelo de regime permanente senoidal da má-
quina utilizando-se os parâmetros estimados através dos métodos propostos. Neste caso,
a comparação com resultados de Elementos Finitos mostraram que, para baixos escor-
regamentos, boas estimativas das curvas de torque e corrente são obtidas considerando
todos os métodos. Para o torque de partida observou-se que o melhor resultado foi obtido
quando se considerou a variação dos parâmetros do rotor com a frequência do rotor, a
qual é estimada através do método baseado no modelo de regime permanente senoidal
em operação desbalanceada. Embora ainda haja margem para melhorias no método, os
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resultados práticos demonstram a necessidade de consideração do impacto de fenômenos
como o efeito pelicular.

Considerando os resultados obtidos, pode-se concluir que a Tese atingiu os objetivos
propostos e contribuiu de forma substancial com a literatura de máquinas de indução
pentafásicas, especialmente no que tange à estimação dos parâmetros, uma vez que:

• os ensaios exigidos por todos os métodos propostos são simples e exigem apenas
medição das tensões e correntes de fase do estator;

• todos os métodos propostos fornecem estimativas dos parâmetros associados ao ter-
ceiro harmônico da indução no entreferro. Conforme já explicado, há poucos tra-
balhos na literatura abordando este aspecto; na maioria, os parâmetros relacionados
ao terceiro harmônico não são estimados;

• avaliou-se o impacto de fenômenos como a saturação magnética e o efeito pelicular
nos parâmetros da máquina de indução pentafásica, comprovando-se a necessidade
de considerá-los de forma adequada, especialmente quando os ensaios utilizam for-
mas de onda de tensão não observadas na operação nominal da máquina. Trabalhos
similares não fazem este tipo de consideração, o que pode comprometer a validade
das estimativas dos parâmetros;

• dois dos métodos desenvolvidos possuem bom potencial de utilização em sistemas
de autocomissionamento de máquinas de indução pentafásicas, pois os ensaios são
executados com o rotor parado e exigem apenas quatro medições, sendo duas ten-
sões e duas correntes.

Por fim, constatou-se que a estimação de parâmetros de máquinas de indução não
é uma tarefa simples e apresenta diversos desafios, uma vez que o valor exato dos pa-
râmetros é desconhecido e afetado por diversos fatores e fenômenos cuja complexidade
permite que sejam considerados apenas de forma aproximada nos modelos disponíveis.

7.2 Sugestões para Trabalhos Futuros

Tendo como base o contexto da Tese, os resultados obtidos e as dificuldades encon-
tradas ao longo do desenvolvimento do trabalho, propõe-se os seguintes temas para apro-
fundamento e continuidade:

• extensão dos métodos desenvolvidos para máquinas de indução com mais de cinco
fases;

• estudo para a determinação de fatores mais robustos de distribuição das indutân-
cias de dispersão de todos os componentes harmônicos da indução no entreferro
de máquinas de indução pentafásicas, de forma a melhorar e simplificar o método
baseado na resposta ao degrau de tensão;

• aprofundamento do método baseado no modelo de regime permanente senoidal em
operação desbalanceada averiguando a variação dos parâmetros do estator em razão
da frequência e da saturação, uma vez que as impedâncias experimentais não são
reproduzidas com acurácia pelas impedâncias estimadas em frequências elevadas;

• adaptação dos métodos propostos para utilização em sistemas de autocomissiona-
mento de máquinas de indução pentafásicas;
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• proposta e avaliação de modelo com rotor em gaiola dupla para máquinas de indu-
ção pentafásicas, a fim de considerar o impacto do efeito pelicular.
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APÊNDICE A – PLATAFORMA EXPERIMENTAL

Este Apêndice apresenta a plataforma experimental utilizada para a validação expe-
rimental, a qual está disponível no Laboratório de Sistemas de Controle, Automação e
Robótica (LASCAR), localizado no Instituto Eletrotécnico da Universidade Federal do
Rio Grande do Sul (UFRGS). Além da descrição dos equipamentos, também são forneci-
dos dados referentes aos protótipos utilizados na validação experimental dos métodos de
estimação propostos na Tese.

A Figura 71 mostra a plataforma experimental, a qual é composta por dois protótipos
de máquinas de indução pentafásicas, aos quais estão acopladas duas máquinas CC cuja
função é operar como carga variável. A plataforma também inclui um transformador tri-
fásico para pentafásico, um inversor pentafásico e uma placa dSPACE® DS1104, utilizada
para o controle dos protótipos e acionamento do inversor.

Figura 71 – Plataforma experimental disponível no LASCAR.

pentafásico

inversor

protótipo
#m1

máquinas

CC

carga

resistiva

trifásico para

pentafásico

transformador

dSPACE

DS1104

protótipo
#m2

Fonte: o autor (2021).
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A.1 Protótipos de Máquinas de Indução

A plataforma mostrada na Figura 71 possui dois protótipos de máquinas de indução
pentafásicas de 4,5 kW e 5,5 kW, #m1 e #m2, respectivamente, cujas principais caracte-
rísticas são mostradas na Tabela 17. A Tabela 18 mostra os parâmetros dos dois protótipos
calculados de acordo com o procedimento descrito em (PEREIRA et al., 2006). Já a Fi-
gura 73a mostra a seção transversal de #m1 e a Figura 73b mostra a seção transversal de
#m2, enquanto a Tabela 19 mostra os principais dados dimensionais dos protótipos.

Tabela 17 – Características principais dos protótipos.

motor
característica

Pn
1 (kW) Vn

2 (V) In
3 (A) I0

4 (A) frequência (Hz) pares de polos
#m1 4,5 110 10,8 4,9 60 2

#m2 5,5 220 7,3 4,8 60 2
1potência nominal; 2tensão nominal; 3corrente nominal; 4corrente em vazio

Tabela 18 – Parâmetros de cálculo dos protótipos referidos ao estator (PEREIRA et al.,
2006).

motor R̃s

(Ω)
R̃r′

1

(Ω)
Lm1

(mH)
Lδs1

(mH)
Lδr

′
1

(mH)
R̃r′

3

(Ω)
Lm3

(mH)
Lδs3

(mH)
Lδr

′
3

(mH)
#m1 0,35 0,20 61,87 1,64 2,33 0,16 5,88 1,61 2,42

#m2 1,03 0,69 138,15 4,48 5,07 0,20 4,69 4,02 1,81

Figura 72 – Seções transversais dos protótipos.

(a) #m1 (b) #m2

Fonte: o autor (2021).
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Tabela 19 – Dados dimensionais dos protótipos.
dado #m1 #m2

entreferro (mm) 0,45 0,78

diâmetro do rotor (mm) 115 115

diâmetro externo do estator (mm) 182 182

comprimento axial do rotor (mm) 130 140

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

abertura da ranhura do rotor (mm) 0 0

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

largura do dente do rotor (mm) 3,50 3,75

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

altura da coroa do rotor (mm) 15 20,75

número de ranhuras do estator 40 60

número de barras do rotor 48 44

número de camadas do enrolamento 1 2

encurtamento de passo (ranhuras) 0 3

ramos conectados em paralelo 2 1

material dos enrolamentos do estator cobre cobre

material dos enrolamentos do rotor alumínio alumínio

A.2 Aquisição dos Dados Experimentais

A aquisição dos dados experimentais foi realizada utilizando um sistema concebido
e implementado pelo autor da Tese, o qual é baseado na placa de aquisição de dados
National Instruments® USB-6212 e é mostrado na Figura 74a. O sistema de aquisição
de dados utilizado também inclui um circuito para condicionamento e isolamento para
proteção da placa de aquisição de dados, o qual foi projetado e montado pelo autor e é
apresentado na Figura 74b. O esquemático deste circuito de condicionamento é mostrado
na Figura 75. A Figura 74 mostra o sistema de aquisição durante a execução de ensaio
com aplicação de degrau de tensão.

Todas as medições experimentais utilizadas na Tese foram realizadas utilizando este
sistema de aquisição com taxa de amostragem de 40 kHz, com exceção das velocidades
experimentais mostradas nas Figuras 9, 66a, 67a, 68a, 68b, 69a e 69b. Neste caso, as
curvas de velocidade foram adquiridas utilizando um encoder incremental em conjunto
com a dSPACE® DS1104 utilizando uma taxa de amostragem de 5 kHz.
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Figura 73 – Sistema de aquisição de dados.

(a) parte externa (b) circuito para condicionamento de sinais

Fonte: o autor (2021).

Figura 74 – Sistema de aquisição de dados.

Fonte: o autor (2021).
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Figura 75 – Esquemático do sistema de aquisição de dados.

Fonte: o autor (2021).
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APÊNDICE B – DETERMINAÇÃO DE VOP

Este anexo apresenta os passos necessários para a obtenção da amplitude do degrau
de tensão que produz a saturação existente durante a operação nominal da máquina de
indução pentafásica, Vop. Esta tensão é utilizada no método de estimação baseado na
resposta ao degrau de tensão, o qual foi descrito no Capítulo 4.

O nível de saturação da máquina de indução pode ser associado com o valor de pico
da indução na coroa do estator, o qual está relacionada com a indução no entreferro. A
indução no entreferro, por sua vez, depende da corrente do estator e de parâmetros cons-
trutivos da máquina (SCHARLAU et al., 2008). Como a saturação varia muito pouco
entre operação em vazio e a operação em plena carga, a indução máxima na coroa do es-
tator pode ser considerada proporcional à corrente em vazio, informação que usualmente
se encontra disponível. Em termos do valor máximo da CSVI da corrente do estator, îsA,
o valor máximo da indução na coroa do estator pode ser representado conforme segue.

Bc
∼= kc î

s
A (B.1)

Na última expressão, kc é um fator construtivo que depende das dimensões principais
da máquina e das características do enrolamento. Na operação em vazio com tensões
senoidais nominais, as correntes do estator são dadas conforme as expressões abaixo.

isA(t)= I0
√

2 cos (ωst+ φ) (B.2)

isB(t)= I0
√

2 cos

(
ωst−

2π

5
+ φ

)
(B.3)

isC(t)= I0
√

2 cos

(
ωst−

4π

5
+ φ

)
(B.4)

isD(t)= I0
√

2 cos

(
ωst−

6π

5
+ φ

)
(B.5)

isE(t)= I0
√

2 cos

(
ωst−

8π

5
+ φ

)
(B.6)

Nas expressões anteriores, φ representa a fase das tensões. Considerando o instante
de tempo onde isA(t) é máximo e a paridade da função cosseno, a partir de (1) obtém-se o
valor de îsA conforme apresentado na sequência.

îs0 =
I0
√

2√
5

[
1 + cos

(
2π

5

)
ej

2π
5 + cos

(
4π

5

)
ej

4π
5 + cos

(
6π

5

)
ej

6π
5 + cos

(
8π

5

)
ej

8π
5

]
îs0=

5

2
· I0
√

2√
5

(B.7)
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Introduzindo (B.7) em (B.1), o valor de pico da indução na coroa do estator é dado
por:

Bc
∼= kc ·

5

2
· I0
√

2√
5
. (B.8)

Considerando agora o regime permanente do ensaio com aplicação de degrau de ten-
são, o qual é mostrado na Figura 25, tem-se que:

is′B = is′C = is′D = is′E = −1

4
is′A. (B.9)

Com base na última expressão e em (1), o valor de pico da CSVI da corrente do estator
no ensaio com aplicação de degrau de tensão, îs′A, pode ser representada conforme segue.

îs0=
isA√

5

[
1− 1

4

(
ej

2π
5 + ej

4π
5 + ej

6π
5 + ej

8π
5

)]
îs0=

5

4
· i

s
A√
5

(B.10)

Portanto, o valor de pico da indução na coroa do estator no ensaio com aplicação de
degrau de tensão é obtido introduzindo (B.10) em (B.1), conforme mostrado abaixo.

B′c
∼= kc ·

5

4
· i

s′
A√
5

(B.11)

A corrente is′A que faz B′c = Bc é obtida igualando (B.8) e (B.11), resultando na
expressão que segue.

is′A = 2 · I0
√

2 (B.12)

Por fim, considerando a resistência equivalente vista da fonte mostrada na Figura 25,

dada por R̃s′
e =

5

4
· R̃s, a tensão que produz a saturação nominal é dada conforme segue.

Vop = R̃s′
e · is′A ∼=

5

2
· R̃s · I0

√
2 (B.13)
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APÊNDICE C – ANÁLISE DE ELEMENTOS FINITOS

Este Apêndice fornece informações relativas à implementação e simulação do protó-
tipo #m1 no software ANSYS Electronics®, cujos resultados foram utilizados nos Capítu-
los 4 e 6.

A Figura 76 mostra o modelo 2D de #m1 com a malha utilizada, a qual foi gerada
utilizando as configurações mostradas na Tabela 20 e possui 14.802 elementos.

Todas simulações foram realizadas de forma dinâmica, com passo de simulação de 10
ms e com condições de contorno de potencial magnético nulo no raio externo do estator
da máquina. Como apenas um polo da máquina foi simulado devido à simetria, também
foi implementada uma condição de contorno do tipo mestre-escravo. Salienta-se que esta
simulação considera tanto o impacto da saturação magnética quanto do efeito pelicular.
Por fim, a Figura 77 mostra a curva de magnetização utilizada para o material das chapas
das quais as partes ferromagnéticas do modelo são constituídas.

Figura 76 – Modelo e malha do protótipo analisado no ANSYS Electronics®.

Fonte: o autor (2021).
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Tabela 20 – Configurações de entrada para geração da malha no ANSYS Electronics®.
parâmetro barras do rotor enrolamentos partes ferromagnéticas

comprimento máximo (mm) 0,65 2,98831 6,79

desvio de superfície (mm) 0,05705 – 0,091

desvio normal (graus) 15 – 15

Figura 77 – Curva de magnetização do material das chapas do modelo.

Fonte: o autor (2021).


