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necessários à obtenção do t́ıtulo de Mestre em

Engenharia Elétrica.

Orientadores: Ramon Romankevicius Costa

Glauco Nery Taranto

Rio de Janeiro

Junho de 2014



MODELAGEM E CONTROLE DE UM AEROGERADOR DUPLAMENTE

ALIMENTADO COM TURBINA DE VELOCIDADE VARIÁVEL PARA
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3. controle vetorial. 4. gerador de indução duplamente

alimentado. 5. GIDA. 6. controle de passo das pás. 7.
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Agradeço ao meu irmão Stefano, à ”tia”Aida e demais familiares pelo apoio,

incentivo e compreensão.
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Resumo da Dissertação apresentada à COPPE/UFRJ como parte dos requisitos

necessários para a obtenção do grau de Mestre em Ciências (M.Sc.)

MODELAGEM E CONTROLE DE UM AEROGERADOR DUPLAMENTE

ALIMENTADO COM TURBINA DE VELOCIDADE VARIÁVEL PARA

ESTUDOS DE ESTABILIDADE ELETROMECÂNICA

Trevor Matheus Carlos Vilella do Carmo Dobbin

Junho/2014

Orientadores: Ramon Romankevicius Costa

Glauco Nery Taranto

Programa: Engenharia Elétrica

Apresenta-se nesta dissertação uma visão sobre o sistema de captura de energia

dos ventos utilizando aerogeradores. O tema é voltado para descrição dos fenômenos

de interesse em um estudo para a análise da estabilidade eletromecânica de sistemas

elétricos. O estudo se restringe a apresentar modelos para simulação e controle,

assim como discutir suas variações e caracteŕısticas. O conceito abordado utiliza

turbinas eólicas com controle do passo das pás e geradores de indução duplamente

alimentados. São apresentados critérios de desempenho para o sistema obtidos em

meio à literatura e em seguida é descrita uma metodologia para que seus controla-

dores sejam ajustados de maneira a atender esses critérios. Ao final o desempenho

é avaliado por meio de simulações.
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MODELLING AND CONTROL OF A DOUBLY-FED GENERATOR WITH

VARIABLE SPEED WIND TURBINE FOR ELECTROMECHANICAL

STABILITY STUDIES
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Advisors: Ramon Romankevicius Costa

Glauco Nery Taranto

Department: Electrical Engineering

It is presented in this dissertation a wind energy capture system overview. The

addressed concept uses wind turbines with blade pitch control and doubly fed in-

duction generators. Their dynamic behavior and control systems are represented

through dynamic models suitable for application in power systems transient stabil-

ity analysis. A set of performance criteria is proposed for each subsystem along

with the controler design in order to satisfy them. At last the system dynamic

performance is evaluated through computer simulations.
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4.2 Técnicas de controle para máquinas AC . . . . . . . . . . . . . . . . . 50

4.3 Exemplo do uso do controle vetorial. . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51

4.4 Diagrama do controle vetorial para um caso geral. . . . . . . . . . . . 51

4.5 Relações entre as orientações . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 55

4.6 Conexão do conversor do lado do sistema à barra terminal do gerador. 58
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J Inércia da massa girante do rotor, p. 42
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Pmec Potência mecânica da turbina, p. 29

Psref Potência ativa de estator, p. 66

Qs Potência reativa de estator, p. 66

Qcs, ref Referência da potência reativa na barra do conversor, p. 74

Qcs Potência reativa na barra do conversor, p. 74

Qsref Referência de potência reativa de estator, p. 66
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Caṕıtulo 1

Introdução

Nos últimos 12 anos a energia eólica se mostrou a fonte primária com maior aumento

de participação na geração de energia elétrica mundial. No Brasil a sua participação

na geração apresentou um incremento exponencial durante o mesmo peŕıodo [55].

Segundo o plano decenal de expansão de energia há previsão de que em 2022 a

energia eólica ocupe um espaço em torno de 9,5% da capacidade instalada dentre

todas as fontes de energia do Brasil [21]. Inicialmente, esforços como o Programa

de Incentivo às Fontes Alternativas (PROINFA) facilitaram a inserção da tecnologia

no mercado [20]. Entretanto, em diversos empreendimentos a energia eólica possui

custo competitivo o suficiente para dispensar subśıdios como o próprio PROINFA.

Os preços mais recentes de leilão alcançaram valores em torno R$ 115,00 por

MW.h, sendo o mı́nimo R$ 108,90 por MW.h [18].

A entrada crescente de usinas eólicas aumenta a sua influência no comportamento

dinâmico no Sistema Integrado Nacional (SIN). Torna-se cada vez mais importante

a análise de sua operação e comportamento durante contingências no sistema, espe-

cialmente nas redes com baixo ńıvel de curto-circuito.

Em contraste com as usinas tradicionais, as unidades aerogeradoras são desco-

nectadas durante uma falta moderada no sistema, em função da sua incapacidade

de colaborar para a manutenção da tensão e frequência durante o peŕıodo[14].

O aumento da participação das usinas eólicas na geração de energia acentua

a importância do estabelecimento de requisitos de estabilidade, da realização de

estudos da influência na estabilidade transitória e da capacidade destes de se manter

conectados ao sistema, mesmo no caso de um afundamento de tensão.

O desempenho dinâmico do sistema de conversão e suas caracteŕısticas são de-

pendentes da tecnologia empregada. Para se comparar as diferentes tecnologias é

necessário apresentar as partes de um sistema de conversão de energia eólica.
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Na Figura 1.1 se resume o processo de conversão de energia eólica e sua integração

com o sistema de potência. Adota-se a nomenclatura e divisão de subsistemas

utilizada em [45], onde:

S1 S3

Pv Pt

S2

Pm

S4

Pe

Figura 1.1: Diagrama ilustrando o processo de conversão da energia eólica.

• S1: subsistema aerodinâmico. É o responsável pela conversão da potência

provida pelos ventos (Pv) na potência mecânica fornecida ao eixo da turbina

(Pt), geralmente implementada por meio de turbinas de eixo horizontal;

• S2: subsistema eletromecânico. O sistema responsável pela conversão eletro-

mecânica, i.e. o gerador (Converte Pm para Pe);

• S3: subsistema de transmissão mecânica. É o sistema responsável por levar a

potência mecânica contida no eixo turbina (Pt) para o eixo do gerador (Pm);

e

• S4: subsistema de integração com a rede. É composto pelos equipamentos que

possibilitam a integração entre o gerador e o sistema de potência, assim como

a transmissão de potência elétrica (Pe).

A Figura 1.2 apresenta uma versão reduzida das combinações de subsistemas de

um sistema de conversão de energia eólica [30]. Cada combinação de opções entre

os subsistemas é chamada de conceito.

Dentre os conceitos mais utilizados para aerogeradores de grande porte há uma

classificação em dois grandes grupos1:

• turbina de eixo horizontal com velocidade constante (Fixed Speed Wind Tur-

bine, FSWT); e

• turbina de eixo horizontal com velocidade variável (Variable Speed Wind Tur-

bine, VSWT).

A diferença fundamental entre os dois tipos é a capacidade das VSWTs de ope-

rar com velocidades diferentes da frequência da rede, permitindo uma variação da

1O termo turbina é utilizado referindo-se ao grupo composto pelas pás e o gerador.

2



Figura 1.2: Conceitos para sistemas de conversão de energia eólica. (Adaptado de
[30])

eficiência aerodinâmica sem grandes esforços mecânicos nas pás, como será detalhado

nas seções seguintes.

Dos conceitos de conversão de energia eólica utilizados nos últimos 10 anos

destacam-se os representados na Figura 1.3.

(a) Indução diretamente conectado. (b) Indução duplamente alimentado.

(c) Śıncrono com conversores.

Figura 1.3: Conceitos de geração mais utilizados.

O conceito Dinamarquês, FSWT composto por uma máquina elétrica de indução

com rotor gaiola de esquilo diretamente conectada à rede (Figura 1.3a), foi am-

plamente utilizado no passado. Porém, a tecnologia não se mostrou efetiva para

potências maiores, pois a extração máxima de potência ocorre em uma faixa es-

treita de velocidades do vento e, pela natureza de seu gerador, este sempre opera

subexcitado[71].

Nos últimos anos, dois conceitos se tornaram populares no mercado, sendo ambos
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VSWTs[75]:

• o gerador de indução duplamente alimentado (GIDA) também conhecido em

inglês como DFIG (Doubly Fed Induction Generator ilustrado na Figura 1.3b);

e

• o gerador śıncrono de imã-permanente (GSIP) do inglês PMSG (Permanent

Magnet Synchronous Generator ilustrado na Figura 1.3c).

O GIDA consiste em uma conexão da turbina por meio de engrenagens a uma

máquina de indução com rotor bobinado alimentado por um conversor de potência

em uma configuração denominada back-to-back, onde um conversor atua como retifi-

cador e o outro como um inversor, enquanto o PMSG é constitúıdo por um gerador

śıncrono com o campo do rotor fornecido por meio de imã permanente com o eixo

diretamente conectado à turbina e com o estator separado do sistema elétrico por

meio de um conversor back-to-back.

O aerogerador com maior fatia de mercado atualmente é o GIDA, embora a

utilização do PMSG venha crescendo nos últimos anos[22]. A par da existência de

estudos comparativos entre essas e outras concepções [3, 11], o presente trabalho

delimita-se à análise exclusiva do conceito AVV com o GIDA.

VDC

Pmec

VsistemaVt

Vr Vcs

C

β Ps + jQs

Pr + jQr Pcs + jQcs

Figura 1.4: Aproveitamento eólico com turbina de velocidade variável baseada em
gerador de indução duplamente alimentado com controle do ângulo de passo.

A Figura 1.4 ilustra de maneira resumida o GIDA. O sistema é composto por

uma turbina com ângulo de passo 2 (β) variável acoplada ao eixo girante da máquina

de indução bobinada (MIRB) por meio de um sistema de engrenagens, de maneira

a fornecer uma potência mecânica (Pmec).

A caracteŕıstica de escorregamento da máquina de indução permite que a veloci-

dade de rotação de seu eixo seja variável em torno da frequência śıncrona. Por meio

2O termo ângulo de passo é uma tradução do inglês pitch angle; é o ângulo que altera a
orientação de cada pá e, portanto, a sua interação aerodinâmica.
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de um conversor eletrônico conectado em seu rotor é posśıvel a aplicação de tensão

na sua bobina (Vr), o que traz vantagens como:

• possibilitar que a máquina atue no modo gerador tanto para velocidades su-

perśıncronas quanto para subśıncronas;

• operação com a máquina sobre-excitada ou subexcitada; e

• controlar as potências ativa e reativa do estator da máquina de maneira de-

sacoplada por meio do controle vetorial [39], o que a torna semelhante a um

gerador śıncrono[62].

O conversor do rotor é alimentado pela tensão (VDC ) do capacitor C de um elo de

corrente cont́ınua (CC), o qual outro conversor mantém a tensão constante retirando

ou injetando potência ativa na barra do estator.

Dentre as estratégias de controle do conversor do lado da máquina (CLM), a

mais utilizada visa controlar a tensão terminal (Vt) e a velocidade de rotação da

turbina eólica, de maneira a otimizar a potência extráıda pelos ventos[62].

Em [53] é demonstrado que a variação máxima da velocidade de escorrega-

mento depende do dimensionamento dos conversores. A maioria dos sistemas atuais

permite uma variação da velocidade do rotor em torno de 20 a 30% da nominal

utilizando conversores dimensionados para frações entre um terço e um quarto da

potência nominal do gerador [44].

O desempenho do GIDA é altamente dependente dos controladores em seus con-

versores e pelo sistema de variação do ângulo de passo. Além dos controladores

presentes nos conversores, o sistema de conversão possui outros sistemas de con-

trole. O ajuste coordenado destes requer esforço considerável[81], além de impactar

drasticamente na capacidade de manter a estabilidade transitória do sistema.

1.1 Objetivos

Neste trabalho propõe-se examinar os modelos existentes do aerogerador com GIDA

para estudos de estabilidade transitória e explicitar as técnicas utilizadas para o

projeto e os ajustes de cada subsistema do aerogerador, de modo a atender requisitos

adequados à integração com o SEP.

Explicitamente os objetivos são:

• modelar o sistema de captura da energia dos ventos e apresentar um sistema de

controle do ângulo de passo próprio para a simulação de sistemas de potência

de grande escala;
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• obter o modelo dinâmico do gerador duplamente alimentado apropriado para

a representação dos fenômenos envolvidos na escala de tempo eletromecânica;

• apresentar os sistema de controle mais utilizados para o acionamento da

máquina (”average model”) e para o sistema de conversão como um todo;

e

• reunir critérios de performance e métodos para o ajuste dos reguladores do

sistema.

1.2 Revisão Bibliográfica

Em 1991, Yamamoto e Motoyoshi propuseram o controle independente de potência

ativa e reativa do estator do GIDA por meio do controle vetorial orientado pelo fluxo

de entreferro [82]. Os autores demonstraram que ao representar as correntes do

rotor em componentes alinhadas à direção do fluxo de entreferro e em quadratura,

é posśıvel por meio da primeira controlar a potência ativa do estator e por meio da

segunda a potência reativa do mesmo.

Além disso, no arranjo considerado, o estator da máquina foi conectado direta-

mente ao sistema de potência, o que implica que a tensão e fluxo de estator podem

ser considerados com amplitude e frequência constante. Os autores segmentaram o

sistema de controle ilustrado na Figura 1.5 em seis partes:

Figura 1.5: Esquema de CV proposto por Yamamoto e Motoyoshi em 1991, retirado
de [82].

1. reguladores das potências ativa e reativa: são propostos controladores

proporcional-integral (PI) os quais a partir do erro entre a referência e os

valores das potências medidos geram as referências das correntes de rotor.
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2. reguladores das correntes de rotor: também são utilizados controladores PI que

a partir do erro entre as referências de corrente e os valores estimados destas

determinam os valores das componentes da tensão de rotor a ser aplicada na

máquina.

3. o estimador de fluxo de entreferro: é o módulo que calcula a orientação do

fluxo e sua magnitude a partir das correntes e tensões de estator e o ângulo

do rotor.

4. os sensores de potência ativa e potência reativa do estator.

5. o estimador das correntes de rotor: obtém as componentes das correntes de

rotor representadas no referencial alinhado ao fluxo de entreferro.

6. o gerador das referências de tensão do conversor: converte as componentes da

tensão de rotor no referencial alinhado ao fluxo de entreferro para as referências

da tensão do conversor eletrônico do rotor.

Os autores elaboraram um esquema experimental e apresentaram os resulta-

dos do sistema com o controle vetorial, comprovando a capacidade de controlar as

potências de maneira desacoplada. O tempo de assentamento da resposta ao de-

grau de corrente de rotor foi de 20ms para ambos os reguladores de corrente e de

80ms tanto para o regulador de potência ativa quanto para o regulador de potência

reativa. A potência nominal do sistema era de 20kW .

No ano de 1992, Tang e Xu apresentaram um sistema de geração eólica baseado

em DFIG [72], destacando a importância de se manter a tensão e a frequência do

gerador constantes. Foi utilizado o controle vetorial orientado pelo fluxo magnético

do estator, o qual permite realizar o controle da potência reativa do estator e do

torque eletromagnético de maneira desacoplada.

Embora se utilize uma referência diferente para a orientação do controle, a es-

trutura do controlador possui uma estrutura semelhante à proposta em [82] como

ilustrado na Figura 1.6. A diferença fundamental é a ausência dos reguladores de cor-

rente, pois foram utilizados conversores VSI controlados por corrente. Por meio dos

resultados apresentados estima-se que a potência nominal do sistema era próxima

de 20kV A.

Em 1995, Y. Tang e L. Xu desenvolveram uma estratégia de controle de geração

com velocidade variável e frequência constante (VVFC, ou em inglês VSCF, Variable

Speed Constant Frequency), baseado em DFIG [73]. Os autores aprimoraram o

sistema de controle proposto em [73] considerando o controle do conversor do lado

do sistema (CLR). No lugar de referências de corrente de rotor, foram adotadas
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Figura 1.6: Esquema de CV proposto por Tang e Xu em 1992, retirado de [72].

referências de potência reativa do estator e do conversor do lado do sistema (Figura

1.7). O conversor do lado do sistema controlava a tensão do elo CC e parte da

potência reativa fornecida ao sistema por meio do controle vetorial com orientação

pelo fluxo de estator, a mesma do conversor do lado do rotor. A potência nominal

do sistema era de 37kW .

Em 1996, Pena et al. apresentaram um projeto de DFIG para geração eólica

conectado diretamente à rede [53]. Em função da conexão ocorrer com um sistema

forte, assim como em [82], foi desprezada a variação da corrente magnetizante ou

da variação do fluxo de estator. O sistema utilizou conversores com fonte de tensão

(em inglês, Voltage Source Converters ou VSC) em configuração back-to-back, com

controle vetorial orientado pela tensão do estator (SVO) no conversor do lado da rede

(CLR). A corrente de eixo direto de estator (ids) controla a potência ativa, visando

o controle de tensão em corrente cont́ınua (CC, ou em inglês DC, Direct Current)

e a corrente de eixo em quadratura do estator (iqs) controla a potência reativa[53].

O conversor do lado da máquina (CLM) utiliza o controle vetorial orientado pelo

fluxo de estator (SFO). A corrente de eixo em quadratura do rotor (iqr) regula a

velocidade angular do gerador e a corrente de eixo direto do rotor (idr) controla a

potência reativa (Figura 1.8).

8



Como pode ser observado na Figura 1.8, a estrutura de controle é semelhante à

proposta por [72], porém há o regulador de velocidade cuja sáıda é a referência de

torque e termos compensadores que reduzem o efeito das forças contra-motrizes e da

variação do fluxo de estator no controle das correntes do rotor. Resultados experi-

mentais de um protótipo de 7,5 kW ilustraram o bom desempenho da configuração

[17].

Em [29], Hand e Balas propõem uma metodologia sistemática para a sintonia

do regulador de velocidade do rotor por ângulo de passo (1999). Utilizando como

métricas o desvio da velocidade do rotor e o esforço de controle, o desempenho dos

parâmetros é avaliado em um modelo de turbina não-linear em outros dois modelos

linearizados em pontos de operação distintos.

No ano de 2001 Congwei et. al obtiveram uma condição para a qual o GIDA com

SFO perde a estabilidade. Por meio da análise dos autovalores do sistema em torno

dos pontos de equiĺıbrio, foi obtido um valor limite para a corrente de eixo direto de

rotor[16]. Algumas simplificações foram adotadas tais como: assumir uma resposta

instantânea das malhas de controle das correntes do rotor, orientação perfeita com o

Figura 1.7: Esquema de CV proposto por Tang e Xu aprimorado, retirado de [73].

9



Figura 1.8: Esquema de CV implementado por Pena et. al, retirado de [53].

fluxo do estator e desprezar o efeito da malha de controle de velocidade. Os autores

demonstraram o resultado por meio de simulações.

No artigo publicado em 2002, Müller em conjunto com De Doncker apresentaram

um sistema de conversão de energia eólica com velocidade variável. Os autores em-

pregam o controle vetorial alinhado pela tensão de estator (SVO) em contraste com

a maioria das aplicações de controle vetorial os quais utilizam o referencial alinhado

com o fluxo de estator (SFO). Quando se seleciona o enlace de fluxo das correntes

do rotor (ou contra força-motriz) como variável de estado, obtém-se um modelo de

máquina śıncrona. Caso a escolha seja pelo fluxo do entreferro (ou corrente magne-

tizante) como variável de estado, esta leva inevitavelmente a um modelo de máquina

de indução (escorregamento da velocidade)[44].

A Figura 1.9, ilustra a estratégia de controle vetorial orientada pelo vetor espacial

tensão de estator. Este sistema de controle vetorial se assemelha ao proposto em

[73], mas apresenta diferenças fundamentais:

• foi utilizada a orientação pela tensão do estator e ao invés de estimar o fluxo

de estator, é estimado o vetor tensão de estator; e

• compensação feedforward baseada no modelo que foi desenvolvido para a ma-

lha das correntes utilizando as equações dinâmicas (bloco Decoupling), assim

como em [53].
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Figura 1.9: Esquema de controle para o lado da máquina proposto por De Donker
et. al., retirado de [44].

No trabalho os autores utilizaram um regulador PI nas malhas de corrente para

eliminar os erros associados à incerteza de parâmetros e erros nos ganhos do inversor.

A potência nominal do sistema é de 1.5 MW.

Em 2002, Akhmatov descreve uma parte de seu trabalho de investigação da in-

teração dinâmica entre sistemas eólicos AVV GIDA com o sistema elétrico. Nas

duas primeiras partes [4, 5] são propostos modelos de sistema de controle genéricos

com malhas de regulação das correntes de rotor com malhas externas de controle das

potências ativa e reativa. O autor apresenta resultados do sistema quando submetido

a faltas e curto-circuitos.

Em [48], Nunes apresentou soluções para o aumento da margem de estabilidade

transitória e controlabilidade de parques eólicos em sistemas elétricos (2003). O

autor comparou AVV com GIDA e SCIG e apresentou os sistemas de regulação

do GIDA tais como: o sistema de controle da velocidade do rotor por meio do

ângulo de passo, o sistema de controle de velocidade do rotor por meio do torque

eletromecânico e uma malha de controle de tensão terminal.
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Ainda no ano de 2003, Silva et al. apresentaram modelos para a representação

de sistemas de geração eólica, com objetivo de estudar a integração com a rede

[67]. Foram utilizados os aplicativos MATLAB/Simulink, ANAREDE, ANATEM e

PSCAD/EMTDC para estudos comparativos entre a margem da estabilidade tran-

sitória do AVV GIDA e do GIDC. O estudo considerou tanto redes fortes3 quanto

redes fracas. Um dos resultados obtidos pelas simulações indicou que o mal de-

sempenho dos SCIGs no quesito estabilidade transitória torna inviável a instalação

destes em regiões eletricamente distantes de geradores śıncronos. Ainda com base

nos resultados, concluiu-se que o DFIG melhora a estabilidade pós-falta de curta

duração dos demais geradores śıncronos da rede [17].

No ano de 2003, Ottersten propõe uma troca de variáveis que lineariza a dinâmica

da tensão do elo CC de um conversor back-to-back. Além da simplificação do pro-

blema, o autor propõe um controlador com dois graus de liberdade[1] a fim de obter

uma regulação com alta largura de banda e boa rejeição a perturbações[52].

Em [57] é discutido o tipo de orientação utilizado para o controle de corrente

do DFIG. Neste trabalho o autor mostra que por meio da orientação do ”fluxo de

sistema”, em contraste com a orientação por meio do fluxo do estator, a estabilidade

e o amortecimento do sistema são independentes da componente de eixo direto

da corrente de rotor. Dessa forma, com uma orientação pela tensão do estator, é

posśıvel também desacoplar a geração de potência reativa sem afetar a estabilidade

eletromecânica do gerador.

Foi demonstrado que a dinâmica do GIDA apresenta dois polos pouco amorteci-

dos em frequência natural próxima da rede. O autor demostra que para certo valor

de corrente de eixo direto de rotor este se torna instável.

Em 2005, uma equipe coordenada pelo Centro de Pesquisas de Energia Elétrica

(CEPEL) envolvendo empresas do grupo ELETROBRAS e o Operador Nacional do

Sistema (ONS) analisaram esquemas de geradores eólicos e modelaram alguns dos

esquemas propostos nos programas ANAREDE e ANATEM [62]. Foram modela-

dos tanto o GIDA (DFIG) quanto o GIDC (SCIG), o elo back-to-back e a dinâmica

simplificada do hélice com o controle de pá4. Foi utilizado o modelo de máquina

de indução de 3a ordem e os conversores modelados como fontes de tensão conside-

rando apenas a componente harmônica fundamental de sequência positiva, conforme

proposto em [61].

Utilizou-se o controle vetorial com SFO e SVO em conjunto com controladores

3O termo forte aplica-se à redes com alto ńıvel de curto-circuito (NCC).
4Apenas para o GIDA
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PI. Porém deixaram de ser apresentados critérios de desempenho ou metodologia

para os ajustes. Foram simulados uma perturbação na velocidade do vento e um

curto circuito próximo à barra terminal

No ano de 2005 Petersson et. al investigaram o efeito da sintonia dos controladores

de rotor na estabilidade do GIDA com SFO. Eles comentam que a dinâmica dos

circuitos do estator introduz polos pouco amortecidos próximos à frequência de rede

e que estes interagem com a dinâmica do rotor por meio da força contra-eletromotriz.

Dessa forma, os autores se propõem a investigar modificações nos controladores

de maneira que o efeito da força eletromotriz seja reduzido e que a margem de

estabilidade do GIDA em SFO seja aumentada. Ao final do estudo concluem que o

arranjo com compensação feed-foward da força contra-eletromotriz (linearização por

realimentação) e a técnica denominada ”resistência ativa”(realimentação de estado)

tornam a estabilidade do sistema independente da largura de banda dos reguladores

das correntes do rotor.

Em [31], Hansen et al. apresentam três metodologias distintas para o ajuste dos

reguladores PI para o controle da velocidade do rotor e e potência mecânica pelo

ângulo de passo das pás (2005). Foram realizadas simulações por meio de modelos

aeroelásticos e elétricos. O estudo conclúı que o ajuste da malha de controle de

velocidade do CLM pode afetar o desempenho do controle do ângulo de passo, espe-

cificamente na redução dos picos de potência durante variações bruscas de velocidade

do vento.

Em [60] é proposto um modelo para representação do sistema de controle de veloci-

dade do rotor e potência mecânica por meio de um modelo simplificado, com ńıvel de

detalhamento coerente com as aproximações realizadas em simulações para análise

da estabilidade transitória de sistemas de potência. O autor realiza simulações com

modelos possuindo diferentes ńıveis de detalhamento e ao final conclui que o sis-

tema proposto aproxima bem o comportamento dinâmico do sistema para diversas

condições.

Em [74], Tapia et. al propõem duas abordagens para a modelagem de AVV

GIDA com SFO. Em uma delas, o GIDA e seus controladores de correntes de rotor

e potências ativa e reativa são modelados em detalhe. Nesta abordagem foi proposta

uma metodologia para a sintonia de seus parâmetros com base em critérios de de-

sempenho razoáveis. A outra abordagem consistiu de obter um modelo equivalente

para representar diversos aerogeradores por um só com valores nominais elevados.

Ao final, os resultados anaĺıticos foram comparados com simulações e resultados de
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campo de um parque eólico com máquinas de 660kW .

No ano de 2007, Erlich et al. apresentaram modelos de ordem reduzida para o

gerador DFIG e seus conversores para estudos de estabilidade, considerando ape-

nas a frequência fundamental. Para o estudo de curtos próximos à máquina foi

representada a dinâmica do estator, pois podem ocorrer correntes constantes no

lado do rotor, as quais o modelo de terceira ordem não é capaz de reproduzir. Foi

demonstrada uma maneira de adicionar a dinâmica do estator em situações de falta.

No trabalho utilizou-se o controle vetorial com SVO e controle de tensão local

no lugar de uma malha externa de potência reativa[25].

Em [13], Chondrogiannis e Barnes analisam o GIDA em SVO e demonstram por

meio da análise dos seus autovalores que nesta orientação a estabilidade do sistema

depende apenas dos parâmetros dos reguladores PI. Ao final propõem uma meto-

dologia para a sintonia dos parâmetros de modo a garantir a operação estável do

GIDA em SVO.

Em 2008 Mei e Pal apresentam um estudo sobre modelos adequados e o ajuste dos

controladores do GIDA. Este teve como foco a representação de aerogeradores GIDA

e em estudos de análise transitória de sistemas de potência. Os autores demonstram

que é necessário levar em conta a dinâmica tanto do rotor quanto do estator ao

avaliar o desempenho do ajuste das malhas de controle das correntes do rotor. Tal

afirmação vai de encontro com a prática de desprezar a dinâmica do estator [37].

Ao final os autores fornecem expressões anaĺıticas e propõem uma metodologia

para garantir que os parâmetros sintonizados garantem a estabilidade do sistema

de ordem completa, possibilitando utilizar os modelos de terceira ordem obtendo os

mesmos resultados acerca da estabilidade do sistema em malha fechada.

Em [24], Ellis et al. realizaram um aprimoramento ao trabalho descrito por

Sanchez-Gasca em [60]. Além de novas estruturas de controle são propostas es-

pecificações e critérios para os modelos simplificados para estudos e análise da esta-

bilidade transitória de sistemas de potência.

No ano de 2011, Koessler apresentou um trabalho analisando as caracteŕısticas das

camadas de controle de tensão em um parque eólico por meio de técnicas frequen-

ciais. Foram apresentadas diferentes filosofias de controle de tensão, caracterizados

por combinações de: controle de tensão primário, controle de potência reativa, con-

trole de tensão secundário e controle de fator de potência. Por meio de resultados

anaĺıticos e simulações o autor demonstrou o efeito do ńıvel de curto-circuito na

estabilidade e na velocidade de resposta das malhas de controle de tensão[35].
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Em 2011, Chen et al. modelam um SCEE com GIDA e simulam seu compor-

tamento em um programa de elementos finitos. São apresentadas as malhas de

controle do AVV utilizado, critérios de desempenho e expressões para o ajuste ini-

cial dos controladores PI. Em especial, os autores apresentam um regulador IP [1]

para a malha de controle da velocidade do rotor por torque eletromecânico. Ao final

são apresentados os resultados obtidos por meio de simulações.

Em 2012, Martinez et al. descreveram em detalhe o projeto de um sistema de

controle de tensão a ńıvel de gerador e parque por meio de estatismo. Foram consi-

derados os atrasos de comunicação e a capacidade de curto do sistema. O sistema de

controle proposto conta com uma malha de regulação de tensão primária localizada

no aerogerador e com um sistema de controle central para gerar referencias de tensão,

determinado de controle de tensão secundário. O autor comparou resultados de si-

mulação em programas de análise de transitórios eletromagnéticos com dados reais.

Ao final foi apresentada a capacidade da planta de responder de maneira rápida

aos distúrbios de tensão, de acordo com os critérios de desempenho nos códigos do

operador da transmissão e em uma ampla faixa de ńıveis de curto-circuito[41].

1.3 Estrutura do Texto

No caṕıtulo 2 são apresentados conceitos básicos dos sistemas de conversão de energia

eólica e seus mecanismos para que ocorra a extração de energia eólica. É especificada

a estratégia global de operação das turbinas e seus modos de funcionamento para

cada condição de velocidade do vento. Neste mesmo caṕıtulo será demonstrado que

o gerador eletromecânico deve ser capaz de regular sua velocidade de rotação para

que atenda a estratégia de operação definida, sendo necessário estudar sua dinâmica

e reguladores, assunto do caṕıtulo seguinte.

No caṕıtulo 3 o gerador de indução duplamente alimentado é modelado por

meio de equações diferenciais ordinárias a partir de um modelo f́ısico simplificado.

São utilizadas transformações de referencial clássicas na literatura de análise de

máquinas elétricas e, em seguida, é apresentado um modelo reduzido do GIDA

para estudos de estabilidade eletromecânica. Também são inclusos modelos dos

conversores eletrônicos adequados para o estudo de estabilidade eletromecânica e o

elo de corrente cont́ınua que alimenta o conversor do rotor.

No caṕıtulo 4 é introduzido o controle vetorial e sua aplicação para o GIDA, que

é o controle desacoplado das potências ativa e reativa, assim como as estratégias de

controle clássicas na literatura. São apresentadas as diversas malhas de controle e

discutidos detalhes de implementação de cada uma.

No caṕıtulo 5 são realizadas simplificações das malhas de controle para que sejam
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adequadas ao estudo de estabilidade transitória de sistemas elétricos, porém são

apresentadas malhas de controle adicionais para integração com o sistema interligado

e as interfaces entre o controle das pás e do gerador.

No caṕıtulo 6 são apresentados os requisitos operacionais e a conversão destes

para critérios de desempenho dos controladores.

No caṕıtulo 7 se resume o trabalho realizado e em seguida, apresenta-se sugestões

para trabalhos futuros.
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Caṕıtulo 2

Conceitos de Conversão da

Energia Eólica

Um sistema de conversão de energia eólica (SCEE ou WECS, do inglês Wind Energy

Conversion System) utiliza pás girantes para converter a energia cinética contida

nos ventos em energia mecânica e posteriormente em energia elétrica.

Neste caṕıtulo serão descritos os fenômenos de conversão de energia eólica, suas

equações dinâmicas, as estratégias para extração de energia e os sistemas de controle

associados ao SCEE.

2.1 Classificação dos SCEEs

Segundo [45], os SCEEs utilizados em sistemas de conversão de energia podem ser

classificados de acordo com a sua capacidade de controle de velocidade e controle de

potência.

O controle de velocidade é relacionado com o tipo de gerador, sendo que há dois

tipos: conversores eólicos com velocidade fixa e com velocidade variável, conforme

apresentado na introdução. Quanto ao controle de potência, este é geralmente uti-

lizado para limitar a potência em torno do valor nominal através da redução da

eficiência aerodinâmica, seja por: controle de estol passivo, controle de estol ativo

ou controle de passo (pitch control).

Aerogeradores quanto ao controle de velocidade

• Aerogerador de velocidade fixa (AVF ou FSWT do inglês Fixed Speed Wind

Turbine): os SCEEs com este tipo de aerogerador foram os pioneiros e utili-

zavam geradores de indução em gaiola de esquilo com estator conectado dire-

tamente ao sistema, permitindo ligeira variação na velocidade do rotor e por

17



consequência tornando a velocidade da turbina praticamente constante não

importando a velocidade do vento.

• Aerogerador com velocidade variável (AVV ou VSWT do inglês Variable Speed

Wind Turbine): esse tipo permite variação entre a frequência do aerogerador e

a frequência do sistema elétrico. Além disso, é posśıvel adaptar a velocidade de

rotação do aerogerador de maneira que para cada velocidade de vento incidente

seja obtida a maior eficiência aerodinâmica dentro de uma ampla faixa.

Aerogerador quanto ao controle de potência

• Controle de estol passivo: esse método consiste em projetar as pás de tal forma

que seu perfil geométrico reduza a eficiência energética para ventos maiores

que aqueles da faixa nominal. É o controle mais simples, porém submete as

pás a esforços mecânicos e não permite aumentar a eficiência para ventos com

velocidade abaixo da nominal.

• Controle do ângulo de passo: o método consiste em alterar o ângulo de passo

das pás de acordo com a velocidade do vento incidente a fim de modificar a

eficiência aerodinâmica. Dentre os métodos de controle de passo podem ser

usados o controle por embandeiramento ou por estol ativo.

2.2 Eficiência Aerodinâmica da Turbina Eólica

A seguir será apresentada a teoria por trás do mecanismo de extração de energia

pelos ventos de uma turbina eólica de eixo horizontal; o material foi baseado em

[45]. Em [10] há modelos mais elaborados e suas regiões de validade são discutidas.

O mecanismo de extração da energia do vento pode ser obtido analisando a

passagem de uma massa de ar por um disco atuador criando um tubo de escoamento

como na Figura 2.1, onde v são velocidades e p são pressões ao longo do tubo.

vu v0
vw

pw

p−0

pu

Disco Atuador

p+0

Figura 2.1: Extração de energia do disco atuador. (Adaptado de [45])

Aquelas com o subscrito u estão antes do disco, as com w após e as denotadas

com 0 no disco atuador.
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A variação de momento linear da massa de ar antes e depois do tubo é dada por

H = m(vu− vw), onde m é a massa do ar e A é a área do tubo. Essa variação causa

uma força no disco igual a:

T =
∆H

∆t
=

∆m(vu − vw)

∆t
= ρAv0(vu − vw)

= A(p+0 − p−0 ) (2.1)

Utilizando a equação de Bernoulli, a diferença de pressão é dada por:

p+0 − p−0 =
1

2
ρ(v2u − v2w) (2.2)

e substituindo 2.2 em 2.1, resulta em:

T =
1

2
ρA(v2u − v2w) (2.3)

ou seja:

v0 =
1

2
(vu + vw) → vu − vw = 2(vu − v0) (2.4)

Como a energia cinética em uma massa de ar com velocidade v é igual a:

Ek =
1

2
mv2 (2.5)

então, a potência transferida para o disco atuador é dada por:

P = ∆Ek =
1

2
ρAv0(v

2
u − v2w) =

1

2
ρAv34a(1− a)2 (2.6)

a := 1− v0/vu (2.7)

Sendo a potência contida nos ventos igual a:

Pv = 0, 5ρAv3 (2.8)
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A razão entre a potência incidente inicial e a potência extráıda é dada por:

Cp :=
P

Pv
=

0, 5ρAv34a(1− a)2

0, 5ρAv3

= 4a(1− a)2 (2.9)

onde Cp é denominado o coeficiente de potência da turbina. Como demonstrado

em [10, 45] há um valor máximo teórico para o Cp em torno de 0,59 conhecido como

o limite de Betz.

Figura 2.2: Exemplo de curva Cp vs. λ.

Uma das maneiras de modelar uma turbina eólica é por meio de suas curvas de

performance. Dentre as mais importantes, está a curva CP vs. λ (Figura 2.2).

A grandeza λ é a relação de velocidade na ponta das pás (RVP) 1, que é definida

como a razão entre a velocidade da ponta das pás e a velocidade do vento incidente

de acordo com a equação 2.10 (Figura 2.3).

λ :=
ωtR

vv
(2.10)

A partir das equações 2.8 e 2.9 temos a relação entre a potência capturada pela

1Tradução do original em inglês tip speed ratio
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Rr

ωt vv

ωtRr

β

Figura 2.3: Ilustração da Turbina Eólica Horizontal e grandezas associadas.

turbina em função da velocidade do vento e da RVP.:

Pt =
1

2
· ρ ·A · Cp(λ) · v3v ; (2.11)

onde Pt é a potência gerada pela turbina e A = πR2 é a área varrida pelo rotor.

O torque gerado pela turbina pode ser expresso por meio das seguintes ex-

pressões:

Tt =
1

2
ρπR3 · Cp(λ)

λ
· v2v (2.12)

=
1

2
ρAR · CT (λ) · v2v (2.13)

onde CT é o coeficiente de torque definido como Cp/λ.

Além dessas expressões para o torque, substituindo a equação 2.10 na equação

2.12, se obtém uma expressão alternativa:

Tt =
1

2
ρπR5Cp(λ)

λ3
ω2
t (2.14)

Caso a turbina eólica possua ângulo de passo variável (ângulo β na Figura 2.3),

a expressão da potência da turbina se torna:

Pt =
1

2
· ρ · A · Cp(λ, β) · v3v (2.15)
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cujo efeito da variação do ângulo de passo pode ser observado na Figura 2.4. As

curvas com valores de pico mais altos possuem um valor de β menor, próximo a

zero graus, enquanto as curvas menores representam a eficiência quando o valor de

β é variado até a aproximadamente 20◦. Portanto, torna-se claro que a curva atinge

seu máximo de eficiência em torno do ângulo de passo zero e reduz sua eficiência à

medida que o ângulo aumenta.

0 5 10 15 20 25 30
0

0.05

0.1

0.15

0.2

0.25

0.3

0.35

0.4

0.45

0.5

λ

C
p

Figura 2.4: Exemplo de curva Cp em função da RVP (λ) para diversos valores de β.

A maneira mais direta de representar o torque e o coeficiente de potência se dá

por meio de expressões anaĺıticas como função da RVP (λ) e do ângulo de passo

(β). Existem diversas propostas de funções anaĺıticas para representar o perfil de

eficiência aerodinâmica da pá. Em [2] é proposta uma aproximação dada por:

Cp(λ, β) = k1

(
k2
λi

− k3β − k4β
k5 − k6

)

e
k7
λi (2.16)

λi :=
1

λ+ k8
(2.17)

enquanto em [69] é proposta uma variação com:

λi :=
1

1
λ+k8β

− k9
β3+1

(2.18)

com β em graus.

2.3 Operação do Aerogerador

A Figura 2.5 ilustra mais uma das curvas de performance da turbina, a curva

de potência, que é um certificado de performance do SCEE garantido pelo

fabricante[80].
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Supondo que seja posśıvel controlar ωt e β de maneira a obter a RVP que ma-

ximiza a curva Cp (λotima), a expressão para a potência mecânica fornecida pela

turbina se torna:

Pt =
1

2
ρACpmaxv

3
v (2.19)

o que indica que a potência na turbina se torna aproximadamente proporcional ao

cubo da velocidade do vento, assim como a potência elétrica de sáıda do SCEE,

numa situação de equiĺıbrio.

Na Figura 2.5, esta relação corresponde à curva na região II, embora na prática

essa relação não ocorra para velocidades de vento próximas da nominal, pois a curva

de potência apresenta uma pequena curvatura.

Pperdas

vv

IV

Pt

Pnom

I
vmin vnom

II

vmax

III

Figura 2.5: Curva de Potência de um AVV.

A operação do sistema muda de acordo com a região da curva na Figura 2.5. O

comportamento do sistema em cada região é descrito a seguir[7, 45, 80]:

• nas regiões I e IV o sistema deve ser desligado por razões econômicas e de

segurança. Na região I a velocidade do vento é tão baixa que não compensa

as perdas do sistema, enquanto na região IV há o risco de danificar as pás;

• na região II, a velocidade do vento está entre a velocidade mı́nima de corte

(vmin) e a velocidade nominal (vnom). Nesta região os controles do gerador

(conversor eletrônico do rotor) atuam com o objetivo de garantir que Cpmax

seja alcançado, enquanto o sistema de controle do ângulo de passo deve estar

praticamente inativo, com certas exceções2; e

2O controle do ângulo de passo é fundamental para a estabilidade transitória do sistema onde
este se encontra. Durante uma falta severa, e.g. um curto-circuito na rede, este proporciona um
aumento da margem de estabilidade, pois é capaz de reduzir o torque mecânico[48]. A capacidade
de redução da potência ativa durante uma perturbação é um dos requisitos técnicos mı́nimos para
a conexão de centrais eólicas na rede básica [51].
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• na região III, o sistema de controle de passo é ativado quando o vento excede a

velocidade de vento nominal. O seu objetivo é limitar a potência aerodinâmica

no seu valor nominal (Pnom) e interrompê-la quando a velocidade do vento

alcançar o valor máximo de corte (vmax).

2.3.1 Extração Máxima de Potência

Suponha que há um controle para o ângulo de passo tal que se alcance um valor

(βopt) que maximize Cp. Além disso, que a velocidade do vento seja constante e igual

a vv = Vi. Temos que para cada velocidade Vi a RVP, o coeficiente de potência e a

expressão 2.11 se tornam:

λ = ωt
R

Vi
= kiωt (2.20)

Cp(λ, βopt) = Cpi(ωt) (2.21)

Pti =
1

2
ρACpi(ωt)V

3
i = k′iCpi(ωt) (2.22)

As equações acima revelam que, para cada valor constante de velocidade de

vento, a relação entre a potência da turbina e sua velocidade angular é descrita

por uma curva semelhante à curva Cp × λ, como ilustrado na Figura 2.6, onde as

grandezas são representadas em p.u. D.3.

P t

ωt

1, 2

1, 0

0, 8

0, 6

0, 4

0, 2

0
0 0, 2 0, 4 0, 6 0, 8 1, 0 1, 2

vv = 1, 0 p.u.

Figura 2.6: Curva de potência mecânica da turbina vs. velocidade angular para
velocidade do vento fixa.

Analisando a Figura 2.6, torna-se evidente que, para uma dada velocidade do

vento e ângulo de passo, há apenas um valor de velocidade angular que resulta no
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valor máximo de potência. Este é o correspondente a RVP ótima:

λopti = kiωt,opti (2.23)

Para cada valor de velocidade do vento há uma curva diferente, como ilustrado

na Figura 2.7. Para cada curva há um ponto de extração máxima de potência repre-

sentando a potência máxima para a determinada velocidade de vento e a frequência

angular correspondente.

P t

ωt

1, 2

1, 0

0, 8

0, 6

0, 4

0, 2

0
0 0, 2 0, 4 0, 6 0, 8 1, 0 1, 2

0, 5 p.u. 0, 6 p.u.

0, 7 p.u.

0, 8 p.u.

0, 9 p.u.

vv = 1, 0 p.u.

vv = 1, 1 p.u.

Figura 2.7: Relação entre Pt e ωt, curva de extração máxima de potência (Adaptado
de [80]).

Supondo que a RVP ótima é alcançada para as velocidades de vento dentro da

região II, a expressão 2.11 se torna:

Pt =
1

2
ρπR2Cp(λopt, βopt)v

3
v (2.24)

=
1

2
ρπR5Cp(λopt, βopt)

λ3opt
ω3
t (2.25)

= koptω
3
t (2.26)

Essa relação é ilustrada na Figura 2.7, ligando os pontos de pico de potência

para cada velocidade de vento.

O controle da potência de um AVV que opera abaixo da velocidade do vento

nominal é realizado por meio do controle do gerador. Portanto, um de seus objetivos

é controlar a frequência para que esta atinja o valor de extração máxima de potência

como será visto adiante.
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A Figura 2.7 apresenta três regiões:

• a região hachurada, onde a turbina gera menos potência que o necessário para

compensar as suas perdas, o que leva a ser mais vantajoso desativá-la;

• a região entre 0, 4 e 1.0 p.u. onde o ângulo de passo é acionado para o valor

que maximize a eficiência aerodinâmica e o gerador controla a sua velocidade

para que possa rastrear o ponto de extração máxima de potência; e

• a região para velocidades acima da nominal onde o controle de passo tenta

reduzir sua eficiência aerodinâmica para manter a potência no seu valor nomi-

nal.

Os controladores para atingir o objetivo da região II, alteração da velocidade do

gerador a fim de operar no MPP , são discutidos no caṕıtulo 5.

O controle do passo das pás, que basicamente atua na região III, é descrito na

próxima seção.

2.3.2 Limitação da Potência Máxima

A partir de velocidades de vento em que o gerador alcança seu torque máximo, o

equipamento, então saturado, não mais é capaz de regular sua velocidade.

Há um certo consenso na literatura de que o sistema de controle do ângulo de

passo é o mais eficaz para a redução da potência mecânica da turbina eólica para

velocidades elevadas [6, 10, 38, 43, 45, 79, 80].

Dessa forma, para que a curva de potência mecânica versus velocidade do vento

apresente um perfil plano a partir da velocidade do vento nominal, é necessário

que haja um sistema que aumente o ângulo de passo da turbina, reduzindo sua

eficiência, assim como a potência extráıda, de modo a preservar a integridade do

conjunto mecânico das pás.

2.4 Sistemas de Controle de Passo

A literatura sobre o projeto e ajuste do sistema de controle do ângulo de passo

é extremamente vasta. Em função da relação altamente não linear da potência

aerodinâmica com o ângulo de passo, velocidade do vento e velocidade angular, há

uma grande variedade de modelos e estratégias de controle.

De acordo com o conceito de aerogerador utilizado e o ńıvel de detalhe da análise,

os trabalhos especializados no tema representam em seus modelos do SCEE: as

caracteŕısticas probabiĺıstica e dinâmica do vento, a dinâmica do eixo de transmissão,

a dinâmica da torre e a atuação independente do ângulo de passo de cada pá.
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Segundo [10], o controle do ângulo de passo possui forte interação com a dinâmica

da torre. A influência do controle na carga e vibração desta é uma das maiores

restrições do projeto do algoritmo de controle, o que torna o ajuste dos controladores

uma tarefa altamente dependente dos parâmetros da torre.

Entretanto, historicamente diversos trabalhos utilizam modelos compat́ıveis com

fenômenos da escala de tempo eletromecânica.

O atuador do controle de passo geralmente é uma válvula hidráulica podendo

ser aproximado por uma dinâmica de primeira ordem. É fundamental representar o

limite da taxa de variação do ângulo de passo (β̇), da ordem de 5◦/s a 10◦/s para

mais e para menos, e do limite do ângulo de passo que, para fins de simulações de

sistema de potência, pode ser limitado entre 0◦ a 27◦[2, 6, 10, 15, 43, 62]. Uma

representação em diagrama de blocos deste modelo se encontra na Figura 2.8

Um modelo simplificado para o sistema de controle de passo bastante aceito é o

que utiliza um controlador genérico alimentado pelo erro de frequência em conjunto

com controlador alimentado pelo erro de potência elétrica [79]. Este conceito com

uma ligeira modificação, ilustrado na Figura 2.8, é amplamente utilizado em modelos

para simulação de sistemas de potência [6, 15, 43].

Em [33] o sistema composto pelo atuador do ângulo de passo, turbina e rotor

é linearizado e, então, é ajustado um controlador com ganhos variáveis segundo a

sensibilidade da expressão 2.15 com relação ao ângulo de passo, i.e. ∂Pt
∂β

.

Embora os autores recomendem o uso do fator de correção que simula a variação

da sensibilidade para onde há ligeiras alterações das condições (velocidade do vento

e ângulo de passo), é posśıvel sintonizar os ganhos do controlador PI na forma3:

u = Kp +Ki
1

p
(2.27)

com parâmetros:

Kp =
2Jωt0ζωn

Ng

(

−∂Pt(β)
∂β

) (2.28)

Ki =
Jωt0ω

2
n

Ng

(

−∂Pt(β)
∂β

) (2.29)

Sendo J a inércia do rotor, ωt0 é a velocidade da turbina onde o modelo foi

linearizado, ζ é o coeficiente de amortecimento desejado, ωn é a banda passante

desejada, Ng é a relação de engrenagens e β é o ângulo de passo.

3Neste trabalho representa-se o parâmetro frequência complexa por p no lugar de s, e.g. seja
uma função f(·) : [0,∞) ∈ R → R sua transformada de Laplace é dada por F (p) =

∫
∞

0−
f(t)e−ptdt
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A sensibilidade possui valores negativos e seu módulo aumenta para valores mai-

ores de velocidade do vento.

Uma posśıvel abordagem é utilizar um valor da sensibilidade em torno da velo-

cidade nominal da máquina.

Em [29] é utilizada uma abordagem sistemática para o projeto de um controla-

dor proporcional-integral-derivativo (PID). Foram propostas duas métricas: o valor

médio quadrático do erro da velocidade da turbina e o ciclo de trabalho do atuador

(Actuator Duty Cycle ADC) que o valor total de graus que foram alterados no va-

lor do ângulo de passo ao longo de uma simulação. Para valores de ganho integral

fixos são avaliados diversos valores de ganho proporcional e derivativo e em seguida

escolhidos aqueles que minimizem as métricas.
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Figura 2.8: Diagrama do controle do ângulo de passo (Adaptado de [43]). A figura assume a convenção de gerador. Os erros
da potência total e da velocidade do rotor são negativos, pois a sensibilidade da potência mecânica com relação a β é negativa.
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2.5 Conclusões

Há duas maneiras de classificar os conceitos de aerogeradores. Estes podem ser

classificados por meio do:

• tipo de controle de velocidade; e

• tipo de controle de potência.

Para um SCEE com controle de passo variável e velocidade variável há duas

regiões de produção de energia e cada uma com uma estratégia distinta.

Para velocidades de vento com valores abaixo do nominal a variação da veloci-

dade angular da turbina é o fator chave para extração máxima de potência.

Para velocidades de vento acima da nominal a capacidade de controlar a veloci-

dade por meio do torque do gerador se degrada, pois este atinge seu valor máximo.

Entra, então, o controle do ângulo de passo que possibilita alterar a eficiência da

absorção de potência ao mesmo tempo sem causar esforços estruturais na torre e

nas pás.

O controle de passo das pás é um sistema complexo e com diversos atrasos e

dispositivos. Para se obter um modelo com dinâmica coerente com os fenômenos de

estabilidade eletromecânica é representado o atuador hidráulico com limitação na

taxa da variação do ângulo de passo e controladores PI para redução da eficiência

aerodinâmica da turbina.

Grande parte da literatura acerca do controle do ângulo de passo utiliza métodos

por escalonamento de ganhos em razão da relação não-linear entre a potência da

turbina e a velocidade da turbina. Entretanto, foi apresentado um modelo t́ıpico e

uma proposta de metodologia para ajuste do controle do ângulo de passo.
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Caṕıtulo 3

Modelagem Dinâmica do GIDA

No caṕıtulo anterior foi mostrado que um dos fatores cŕıticos para a extração de

potência em ventos com velocidades abaixo da nominal é a capacidade do SCEE

de controlar a velocidade do rotor, por meio do torque eletromecânico do gerador.

Nesta seção será apresentado o modelo completo (5a ordem) e o modelo de ordem

reduzida (3a ordem) utilizado para representar a máquina de indução duplamente

alimentada para estudos de estabilidade transitória.

3.1 Modelagem da Máquina de Indução Bobinada

Para se obter um modelo matemático da máquina de indução trifásica, diversos

autores partem de um sistema f́ısico idealizado considerando: seus aspectos cons-

trutivos, suas peças, sua geometria e seus diferentes materiais - Então estes são

modelados como componentes elétricos, magnéticos e mecânicos (e.g. resistores, in-

dutores, massas concentradas e molas). Em função do grande número de obras que

detalham esse procedimento [2, 8, 12, 26, 36, 39, 46, 50], uma versão resumida é

apresentada no apêndice B.

Neste trabalho, considera-se o modelo de dois circuitos trifásicos em configuração

estrela com componentes concentrados e com acoplamento magnético entre seus

enrolamentos como ilustrado na Figura 3.1.

O circuito do estator (à esquerda na Figura 3.1) está fixado ao referencial1 Rs

que representa um observador solidário à carcaça do estator da máquina e o circuito

do rotor (ilustrado à direta na Figura 3.1) está fixado a um referencial Rr, solidário

ao corpo ŕıgido do rotor.

A orientação e velocidade relativa entre os circuitos e os referenciais são dadas

pelo ângulo θr.

O modelo assume as seguintes hipóteses:

1Detalhes no apêndice C
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Rs

vs,b

vs,a

ψs,a rs,a
ψs,b

rs,b is,b

is,a
ψs,c

rs,c

is,c
vs,c

Rr
vr,b

vr,a

ψr,a

rr,a

ψr,b

rr,b ir,b

ir,a

ψr,c

rr,c

ir,c
vr,c

θr

Figura 3.1: Modelo elétrico da máquina de indução trifásica. (Adaptado de [37])

• os enrolamentos das fases do estator são idênticos;

• os enrolamentos das fases do rotor são idênticos;

• o arranjo das fases nos polos é o mesmo tanto para o estator, quanto para o

rotor;

• o comprimento do entreferro é considerado constante ao longo da máquina e

sua saturação é desprezada;

• o entreferro é pequeno o suficiente para que o campo ~H e consequentemente

a força magneto-motriz seja considerada radial;

• a distribuição de força magneto-motriz é aproximadamente senoidal (Apêndice

B);

• ambos os enrolamentos do estator e do rotor são conectados em configuração

estrela e os seus respectivos neutros isolados;

• os enrolamentos do rotor são alimentados por meio de terminais conectados a

slip-rings com atrito despreźıvel;

A partir destas considerações são apresentadas as equações dinâmicas em notação

matricial, de maneira semelhante aos trabalhos [36, 50, 59].
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3.1.1 Equações Dinâmicas da Máquina

Para compactar as equações da máquina em uma notação mais simples, as correntes,

tensões e fluxos de cada fase são arranjadas em vetores2. Para uma grandeza elétrica

qualquer, diga-se:

xas,k1k2k3 :=






xs,k1

xs,k2

xs,k3






o sobrescrito ’a’ implica que esta é representada em um referencial Ra e o subscrito

’s, k1k2k3’ implica uma grandeza do estator 3 no sistema de coordenadas k1k2k3.

A partir da notação estabelecida, as equações do circuito do estator no referencial

solidário à Rs em coordenadas abc são dadas por:

vss,abc(t) = R
s
s,abci

s
s,abc(t) + ψ̇

s

s,abc(t) (3.1)

ψs
s,abc(t) = L

s
s,abci

s
s,abc(t) +L

s
sr,abc(θr)i

r
r,abc(t) (3.2)

onde:

vss,abc é o vetor das tensões que alimentam os terminais de cada fase do estator;

iss,abc é o vetor das correntes de cada fase do estator;

ψs
s,abc é o vetor dos fluxos magnéticos dos enrolamentos de cada fase do estator;

A matriz Rs
s,abc representa as perdas nos enrolamentos do estator em função das

correntes. Esta é diagonal e seus pivôs iguais ao valor da resistência dos enrolamentos

do estator (rs).

As matrizes Lss,abc e Lssr,abc(θr) representam, respectivamente, os acoplamentos

magnéticos entre as fases do estator e os acoplamentos entre as fases dos circuitos

do rotor e do estator. Estas são descritas em detalhe na seção B.4 do apêndice.

O ângulo θr representa a orientação angular entre os enrolamentos do estator e

do rotor. Por exemplo, quando os enrolamentos da fase ’a’ do estator estão alinhados

com os enrolamentos da fase ’a’ do rotor, este ângulo é múltiplo inteiro de 2π.

Seguindo a mesma notação e racioćınio utilizados para obter as equações do cir-

cuito do estator, podemos descrever o comportamento dinâmico do circuito do rotor

2Na seção B.1, é ilustrado o arranjo com um exemplo.
3Fixada em Rs.
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no referencial solidário à Rr pelas equações a seguir:

vrr,abc(t) = R
r
r,abci

r
r,abc(t) + ψ̇

r

r,abc(t) (3.3)

ψr
r,abc(t) = L

r
r,abci

r
r,abc(t) +L

r
rs,abc(θr)i

s
s,abc(t) (3.4)

onde as matrizes de resistências e indutâncias são da mesma forma das presentes

nas equações do rotor.

As equações (3.1 - 3.4) descrevem o comportamento eletromagnético dos circuitos

da máquina de indução, porém nessa representação os coeficientes das equações

diferenciais são variantes com o tempo, pois as indutâncias mútuas entre os circuitos

do estator e do rotor variam com o ângulo do rotor (θr).

A análise de equações diferenciais variantes no tempo requer considerável esforço.

Entretanto, há um longo histórico de transformações de coordenadas que permitem

simplificar a análise de máquinas elétricas [36, 59]. Para contornar essa dificuldade

utiliza-se a representação da máquina de indução no referencial śıncrono.

3.1.2 Equações Dinâmicas no Referencial Śıncrono em Co-

ordenadas dq

Como descrito em [36], o referencial śıncrono possui velocidade angular igual a do

sistema elétrico (377 rad/s para 60Hz) que oferece diversas vantagens para a análise

de máquinas elétricas rotativas, entre estas:

• Remove a dependência temporal dos parâmetros das equações diferenciais,

pois elimina a dependência do ângulo do rotor dos elementos das matrizes de

indutâncias;

• Em regime permanente senoidal (RPS), as tensões, correntes e fluxos são

sinais constantes e as equações são algébricas;

• Para circuitos equilibrados, a componentes de sequência zero é nula e, por-

tanto, a ordem do modelo é reduzida;

Portanto, representar a máquina de indução no referencial śıncrono simplifica

drasticamente a análise da dinâmica eletromagnética da máquina. Para tanto, é

necessário efetuar transformações de referencial nas equações (3.1 - 3.4).

As transformações podem ser interpretadas como uma composição de duas trans-

formações em sequência :
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1. A decomposição dos sinais das três fases em componentes em fase, quadratura

e sequência zero (Transformada de Clarke);

2. A rotação das componentes em fase e quadratura para um referencial com

determinada velocidade angular.

O procedimento para a transformação de referencial é descrito no apêndice C,

que também apresenta as transformações de maneira resumida. Para detalhes sobre

o assunto é recomendada a leitura de [8, 36, 46, 50].

A dinâmica elétrica da máquina de indução bobinada é representada pelas

equações a seguir, com as componentes de sequência zero omitidas, pois estas são

nulas nesse caso:

ves,dq = Rsi
e
s,dq + θ̇eJψ

e
s,dq + ψ̇

e

s,dq (3.5)

ver,dq = Rri
e
r,dq + (θ̇e − θ̇r)Jψ

e
r,dq + ψ̇

e

r,dq (3.6)

ψe
s,dq = Lsi

e
s,dq +Lmi

e
r,dq (3.7)

ψe
r,dq = Lri

e
r,dq +Lmi

e
s,dq (3.8)

onde o sobrescrito ’e’ indica que as grandezas são representadas no referencial

śıncrono, os ângulos θr e θe são, respectivamente, o ângulo elétrico do rotor e o

ângulo da referência śıncrona.

A matriz J atua como uma rotação em 90◦ no plano, de maneira análoga a uma

multiplicação de um número complexo por j :=
√
−1.

J :=

[

0 −1

1 0

]

As velocidades angulares podem ser escritas na forma ωe = θ̇e e sωe := θ̇e − θ̇r,

respectivamente, as frequências angulares śıncrona e de escorregamento.

Como as matrizes de resistências e indutâncias são diagonais e seus pivôs são

iguais, as equações (3.5 - 3.8) se tornam:

ves,dq = rsi
e
s,dq + ωeJψ

e
s,dq + ψ̇

e

s,dq (3.9)

ver,dq = rri
e
r,dq + sωeJψ

e
r,dq + ψ̇

e

r,dq (3.10)

ψe
s,dq = Lsi

e
s,dq +

Nr

Ns
Lmi

e
r,dq (3.11)

ψe
r,dq =

N2
r

N2
s

L′
ri
e
r,dq +

Nr

Ns
Lmi

e
s,dq (3.12)
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Diversos autores [2, 8, 46, 50] eliminam as relações de enrolamentos das equações

por meio da definição das variáveis:

ve ′r,dq :=
Ns

Nr

ver,dq (3.13)

ie ′r,dq :=
Nr

Ns

ier,dq (3.14)

ψe ′
r,dq :=

Ns

Nr

ψe
r,dq (3.15)

Substituindo-as nas equações da máquina no referencial śıncrono (3.9 − 3.12),

se obtém as equações da dinâmica elétrica da máquina de indução bobinada no

referencial śıncrono:

ves,dq = rsi
e
s,dq + ωeJψ

e
s,dq + ψ̇

e

s,dq (3.16)

ve ′r,dq = r′ri
e ′
r,dq + sωeJψ

e ′
r,dq + ψ̇

e ′
r,dq (3.17)

ψe
s,dq = Lsi

e
s,dq + Lmi

e ′
r,dq (3.18)

ψe ′
r,dq = L′

ri
e ′
r,dq + Lmi

e
s,dq (3.19)

Sendo r′r = N2
s /N

2
r rr.

3.2 Modelo da MIDA para Estudos de Estabili-

dade Eletromecânica

Em estudos de estabilidade eletromecânica geralmente é de interesse analisar apenas

os circuitos de componente de sequência positiva. Conforme argumentado em [37],

caso os efeitos de transitórios eletromagnéticos na rede não sejam modelados, é

coerente desprezar a dinâmica transitória do estator, ou seja, desprezar os termos

ψ̇sd e ψ̇sq.

3.2.1 Equações dos Circuitos do Estator

Como se torna claro que as equações estão representadas no referencial śıncrono,

o sobrescrito e será omitido e as equações 3.16, 3.17, 3.18 e 3.19 se tornam:

vs,dq = rsis,dq + ωeJψs,dq (3.20)

v′r,dq = r′ri
′
r,dq + sωeJψ

′
r,dq + ψ̇

′
r,dq (3.21)

ψs,dq = Lsis,dq + Lmi
′
r,dq (3.22)

ψ′
r,dq = L′

ri
′
r,dq + Lmis,dq (3.23)
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que são as equações elétricas da máquina de indução duplamente alimentada no

referencial śıncrono.

Agora iremos eliminar as correntes de rotor das equações dos enlaces de fluxo.

Substituindo a equação 3.22 na equação 3.23 obtemos o enlace de fluxo do estator

em função da corrente de estator e do enlace de fluxo do rotor:

i′r,dq = (L′
r)

−1(ψ′

r,dq − Lmis,dq) (3.24)

ψs,dq = Lsis,dq + Lm(L
′
r)

−1(ψ′

r,dq − Lmis,dq) (3.25)

= (Ls − L2
m(L

′
r)

−1)
︸ ︷︷ ︸

L′

is,dq + Lm(L
′
r)

−1ψ′

r,dq (3.26)

ψs,dq = L′is,dq + Lm(L
′
r)

−1ψ′

r,dq (3.27)

É comum, em obras sobre o controle e modelagem de máquinas de indução e

transformadores, definir o parâmetro coeficiente de dispersão σ ([2, 8, 39, 46]),

dado por:

σ :=
LsL

′
r − L2

m

LsL′
r

(3.28)

= 1− L2
m

LsL′
r

(3.29)

= 1− 1

(1 + σs)(1 + σ′
r)

(3.30)

Os parâmetros σs e σ
′
r são definidos no apêndice C.

A indutância L′ também pode ser escrita como:

L′ = σLs (3.31)

Substituindo a equação 3.27 na equação 3.20, obtém-se:

vs,dq = rsis,dq + ωeJ [L
′is,dq + Lm(L

′
r)

−1ψ′

r,dq] (3.32)

Caso ω̇e = 0, podemos considerar que:

X ′
s := ωeL

′ (3.33)

e′ := ωe
Lm
L′
r

Jψ′

r,dq (3.34)

e a equação 3.32 se torna:

vs,dq = rsis,dq + JX
′
sis,dq + e

′

vs,dq = [rsI +X ′
sJ ]is,dq + e

′ (3.35)
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Em RPS, temos a equação fasorial:

↼

V e
s =

↼

Ies (rs + jX ′
s) +

↼

E ′ (3.36)

Como é desprezada a dinâmica dos circuitos do estator em estudos de estabili-

dade, este é representado por um circuito equivalente alimentado pelo sistema (
↼

V s)

e por uma fonte de tensão controlada pelo rotor (
↼

E
′
), conforme ilustrado na Figura

3.2:
X ′
srs

↼

E
′↼

V s
↼

I s

Figura 3.2: Circuito que implementa o modelo do estator da máquina de indução
para estudos de estabilidade.

3.2.2 Equações dos Circuitos do Rotor

Rearranjando as equações 3.21, 3.23 e 3.34, temos que:

ψ̇
′
r,dq = v

′
r,dq − r′ri

′
r,dq − sωeJψ

′
r,dq (3.37)

ψ′
r,dq = − L′

r

ωeLm
Je′ (3.38)

i′r,dq = (L′
r)

−1(ψ′
r,dq − Lmis,dq) (3.39)

O sistema de equações (3.37 − 3.39) se resume em uma única equação matricial

dada por:

ė′ =
ωeLm
L′
r

Jv′r,dq −
r′r
L′
r

e′ + ωe
r′r
L′
r

L2
m

L′
r

︸︷︷︸

(Ls−L′

s)

Jis,dq − sωeJe
′ (3.40)

Define-se a constante:

τ0 :=
L′
r

r′r
=
Lr
rr

(3.41)

(3.42)
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Rearranja-se a equação 3.40 com a constante de tempo τ0:

ė′ = − 1

τ0
[e′ − ωe(Ls − L′

s)Jis,dq] + ωeJ

(
Lm
L′
r

v′r,dq − se′
)

(3.43)

A equação 3.43 pode ser escrita em uma maneira alternativa como:

τ0ė
′ + e′ = ωe(Ls − L′

s)Jis,dq + ωeτ0J

(
Lm
L′
r

v′r,dq − se′
)

(3.44)

3.2.3 Potências Ativa e Reativa e Torque Eletromecânico

Potência ativa do estator

Neste trabalho foi utilizada a transformação de Park invariante em potência, por-

tanto a potência ativa instantânea do estator é igual a:

ps(t) = (is,dq)
T (vs,dq)

= (is,dq)
T (rsis,dq + ωeJψs,dq)

= rs‖is,dq‖2
︸ ︷︷ ︸

ps,cu

+ωe(is,dq)
TJψs,dq

︸ ︷︷ ︸

ps,a

(3.45)

O termo ps,a pode ser reescrito na forma:

ps,a = ωe(is,dq)
TJψs,dq

= ωe(is,dq)
TJ(Lsis,dq + Lmi

′
r,dq)

= ωeLm(is,dq)
TJi′r,dq (3.46)

Há mais uma forma alternativa para o termo ps,a. Reescrevendo as equações 3.22

e 3.23 na forma a seguir:

ψs,dq :=
Lm
L′
r

ψr
′ + (Ls −

Lm
L′
r

)is,dq

e substituindo em 3.45, obtém-se:

ps,a = ωe(is,dq)
TJ

[
Lm
L′
r

ψr
′ + (Ls −

Lm
L′
r

)is,dq

]

= (is,dq)
T ωeJ

Lm
L′
r

ψr
′

︸ ︷︷ ︸

e′

= (is,dq)
Te′ (3.47)
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Potência ativa do rotor

De maneira análoga à do estator, a potência ativa no rotor é dada por:

pr(t) = (i′r,dq)
Tv′r,dq

= (i′r,dq)
T

(

r′ri
′
r,dq + sωeJψ

′
r,dq +

d{ψ′
r,dq}
dt

)

= r′r‖i′r,dq‖
︸ ︷︷ ︸

pr,cu

+ sωe(i
′

r,dq)
TJψ′

r,dq
︸ ︷︷ ︸

pr,a

+ (i′r,dq)
T (
d{ψ′

r,dq}
dt

)
︸ ︷︷ ︸

Ẇr,ψ

(3.48)

Podemos reescrever o termo pr,a como:

pr,a = (i′r,dq)
T sωeJψ

′
r,dq

= sωe(i
′

r,dq)
TJ(L′

ri
′
r,dq + Lmi

′
s,dq)

= sωe(i
′

r,dq)
TJLmi

a
s,dq

= −sωe (is,dq)JLmi′r,dq
︸ ︷︷ ︸

ps,a/ωe

= −s ps,a (3.49)

Torque eletromecânico

Somando as equações 3.45 e 3.48 obtém-se:

p(t) = ps(t) + pr(t)

= ps,cu + ps,a + pr,cu + pr,a + Ẇr,ψ (3.50)

De acordo com [50], os termos da forma ri2 (ps,cu e pr,cu) correspondem às perdas

térmicas dos enrolamentos e o termo Ẇr,ψ representa a taxa de troca de energia de

campo magnético entre os enrolamentos, de forma que a potência envolvida na

conversão eletromecânica consiste na soma dos termos ps,a e pr,a que resulta em:

ps,a − s ps,a = (1− s)ps,a

= (1− s)ωeLm(is,dq)
TJi′r,dq

pemec := ωrLm(is,dq)
TJi′r,dq (3.51)

= (1− s)(is,dq)
Te′ (3.52)

A equação 3.51 revela que esta representa a parcela da potência ativa que é
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proporcional à velocidade do rotor em graus elétricos (potência eletromecânica) e,

portanto, o torque eletromecânico pode ser encontrado dividindo a equação 3.51

pela velocidade angular mecânica do rotor (ωm = (2/p)ωr):

Te = pemec/ωm

=
p

2
Lm(is,dq)

TJi′r,dq (3.53)

=
p

2

(is,dq)
Te′

ωe
(3.54)

Potência reativa do estator

A potência reativa do estator em componentes dq é expressa por:

qs = (vs,dq)
TJis,dq

= −(is,dq)
TJ(Rs

s,abcis,dq + ωeJψs,dq)

= ωe(is,dq)
Tψs,dq (3.55)

A expressão do fluxo magnético de estator representado na equação 3.22 pode

ser reescrita como:

ψs,dq = Lmir,dq + Lsis,dq = Lσsis,dq + Lm(is,dq + ir,dq)

= Lσsis,dq + Lm(im,dq) = Lσsis,dq +ψm,dq (3.56)

Onde ψm,dq é definido como o fluxo de magnetização da máquina. Dessa forma

a expressão da potência reativa consumida pelo estator do gerador é expressa como:

qs = ωeLσs‖is,dq‖2 + ωeLmi
T
s,dqψm,dq (3.57)

ou de maneira alternativa, por:

qs = ωeσLs‖is,dq‖2 + e′TJis,dq (3.58)

3.2.4 Equação da Aceleração

Como o rotor foi modelado como uma massa concentrada, seu comportamento

dinâmico é descrito pela segunda lei de Newton para a rotação:

Jω̇m = TL − Te (3.59)

onde J é a inércia da massa girante no rotor, ωm é a velocidade angular do rotor,

TL é o torque da turbina no eixo mecânico do gerador e Te é o torque elétrico.
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3.2.5 Modelo Dinâmico da Máquina em p.u.

Circuitos do estator em p.u.

Em p.u. a indutância equivalente no circuito do estator se torna:

X ′
s =

X ′
s

Zs base
=
ωe(Ls − L2

m(L
′
r)

−1)

Zs base
= Ls − L

2

m(L
′
r)

−1 = σXs (3.60)

Assim a equação 3.35 se torna:

vs,dq = [rsI + σXsJ ]is,dq + e
′ (3.61)

Circuitos do rotor em p.u.

A equação 3.44 em p.u. se torna:

τ0ė′ + e′ = ωe

[

(Ls − L′
s)Jis,dq + ω0τ0J

(
Lm

L′
r

v′r,dq − se′
)]

(3.62)

onde,

ωe = ωe/ω0 (3.63)

Lm/L
′
r = Lm/L′

r (3.64)

A partir das equações 3.38 e 3.39 obtém-se:

i′r,dq = −
(

1

ωeLm
Je′ +

Lm

L′
r

is,dq

)

(3.65)

Finalmente a dinâmica dos circuitos do rotor é representada em p.u. por:

τ0ė′ + e′ = ωe

[

(Ls − L′
s)Jis,dq + ω0τ0J

(
Lm

L′
r

v′r,dq − se′
)]

(3.66)

i′r,dq = −
(

1

ωeLm
Je′ +

Lm

L′
r

is,dq

)

(3.67)

Potência ativa, torque e equação da aceleração em p.u.

O torque elétrico em p.u. é dado por:

T e =
i
T

s,dqe
′

ωe
(3.68)
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A potência eletromecânica em p.u. pode ser representada de duas formas:

P emec = (1− s)i
T

s,dqe
′ (3.69)

=
ωr
ωe
i
T

s,dqe
′ (3.70)

A equação da aceleração em p.u. é dada por:

Jω̇m
Tbase

= TL − T e (3.71)

Desenvolvendo o termo do lado esquerdo da equação 3.71 obtém-se:

Jω̇m
Tbase

=
Jωmbase

V A3φ base
ωmbase

ω̇m
ωmbase

=
Jω2

mbase

V A3φ base
ω̇r (3.72)

onde classicamente se define a constante de inércia:

H :=
1

2

Jω2
mbase

V A3φ base
[N.m/V.A] (3.73)

e assim a equação 3.71 se torna:

ω̇r =
1

2H
(TL − T e) (3.74)

3.3 Modelo dos Conversores e Elo CC

Em [61] foi elaborada uma representação genérica de conversores controlados por

tensão (do inglês Voltage Source Converter, VSC), composta apenas por sua com-

ponente de frequência fundamental e os detalhes dos conversores e suas modulações

representados por meio de parâmetros que afetam o valor do módulo da tensão.

Para estudos dinâmicos na faixa de frequências de transitórios eletromecânicos,

onde se supõe a operação equilibrada em frequência próxima à nominal do sistema,

somente os parâmetros de sequência positiva do sistema são considerados, o que

justifica o uso dessa representação.

Na Figura 3.3 é ilustrado o uso dessa representação em conjunto com um elo de

corrente cont́ınua (CC) Back-to-Back [32] (BTB), onde em cada terminal do elo há

conversores VSC, representados no lado de corrente alternada (CA) por um equiva-

lente de Thévenin e no lado CC por um equivalente de Norton. Nesta representação,

o módulo ETk e o ângulo ϕk de cada fonte de tensão CA são controlados e as demais

grandezas ocorrem em função das condições do sistema e dos demais elementos.
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A tensão do conversor para o lado CA é obtida por meio de uma forma genérica

desenvolvida por [61] que pode ser representada tanto na forma fasorial (equação

3.75), quanto na forma matricial em componentes dq (equação 3.77):

↼

ETk = aknckKfmckvce
jϕk (3.75)

eTk,dq = aknckKfmck(t)vcRe {ξ∗ejϕk} (3.76)

= aknckKfmck(t)vc

[

cos(ϕk)

sin(ϕk)

]

(3.77)

onde ak é relação de espiras entre o primário e o secundário do transformador uti-

lizado para conectar o conversor ao sistema, nc é o número de conversores ligados

em série no lado CA e o parâmetro Kf depende do tipo de modulação. A tensão

do capacitor (vc) e o fator de modulação (mck) regulam a amplitude da tensão e o

ângulo ϕk o seu ângulo de fase em relação à referência do sistema de cada terminal.

A tabela 3.1 resume os valores do fator Kf de acordo com a modulação:

3.3.1 Equações de Interface CA-CC

As perdas nos conversores foram desprezadas e, portanto, para obter as relações de

interface entre os lados do conversor basta equacionar o equiĺıbrio de potência ativa

entre estes [61, 63].

Seja a potência ativa no lado do elo BTB no ramo do terminal k:

pCCk = iCCkvc(t) (3.78)

↼

V 1

ZT1

mc1

ϕ1 ϕ2
↼

ET2

↼

ET1

Icc1 Icc2
mc2

P2 + jQ2P1 + jQ1
↼

V 2

↼

I 2

↼

I 1

Ic

C

Vc

Figura 3.3: Representação do elo CC BTB com VSC para estudos de estabilidade
eletromecânica. (Adaptado de [62])
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Configuração Kf ma mc

VSI de 2 ńıveis sem modulação PWM
(onda quadrada)

√
6
π

- 1

VSI de 2 ou mais ńıveis com modulação
PWM operando apenas na faixa linear

√
6
4

0 < ma < 1 mc = ma

VSI de 2 ou mais ńıveis com modulação
PWM com função de linearização

√
6
π

0 < ma <∞ 0 < mc < 1

VSI de 3 ńıveis com modulação de lar-
gura de pulso único

√
6
π

- cos(α), 0 < α < π
2

VSI de 3 ńıveis com modulação de lar-
gura de pulso único com função de line-
arização

√
6
π

- 0 < mc < 1

Tabela 3.1: Valores de Kf para cada tipo de modulação.

Seja a potência ativa no lado CA do terminal k em coordenadas dq:

pck = (ick,dq)
TeTk,dq (3.79)

Igualando as duas temos:

iCCkvc(t) = i
T
ck,dqeTk,dq (3.80)

Unindo as equações 3.77, 3.78 e 3.80, temos:

iCCk = aknckKfmcki
T
ck,dq

[

cos(ϕ)

sin(ϕ)

]

(3.81)

ou de maneira alternativa:

iCCk = aknckKfmck[ick,d cos(ϕk) + ick,q sin(ϕk)] (3.82)

3.3.2 Equações do Elo CC

Conforme a Figura 3.3 ilustra, o modelo do elo CC consiste em um capacitor em

paralelo com duas fontes de corrente. Uma das fontes representa a corrente advinda

do conversor do lado da rede e a outra do conversor do lado do rotor da máquina. O

comportamento dinâmico do capacitor é descrito pela simples equação diferencial:

C
dvc(t)

dt
= Ic(t) (3.83)

Porém, como exposto, a corrente total no capacitor é dada pela soma das con-
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tribuições de cada conversor:

v̇c =
1

C
[iCCcs(t) + iCCcr(t)] (3.84)

v̇c =
Kf

C
{acsncsmcs[ics,d cos(ϕs) + ics,q sin(ϕs)]

+ acrncrmcr[icr,d cos(ϕr) + icr,q sin(ϕr)]} (3.85)

Equações em p.u.

De acordo com [61], a equação 3.85 em p.u. é dada por:

v̇c =
1

CRbase,CC

{K ′
c1
mcs[ics,d cos(ϕs) + ics,q sin(ϕs)]

+K ′
c2
mcr[icr,d cos(ϕr) + icr,q sin(ϕr)]} (3.86)

com as constantes:

Kc := Kf
Vbase,CC
Vbase,CA

(3.87)

K ′
c := Kc

Sbase,CA
Pbase,CC

(3.88)

e onde:

• Vbase,CC: é o valor nominal base para a tensão no capacitor do elo CC;

• Pbase,CC: é a potência nominal base para o elo CC;

• Rbase,CC : é o valor nominal base para resistência no elo CC (Pbase,CC/V
2
base,CC);

• Vbase,CA: é o valor de pico da tensão fase-neutro no lado CA do conversor

multiplicado por
√

3/2;

• Sbase,CA: é a potência aparente trifásica dos circuitos no lado CA do conversor;
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3.4 Conclusões

De acordo com as hipóteses iniciais e construtivas, o comportamento da MIDA

é classicamente representado por meio de um sistema não linear com parâmetros

variantes no tempo (suas indutâncias). Ao assumir que a máquina possui os mesmos

parâmetros para cada fase e utilizar um referencial apropriado, o modelo elétrico da

máquina de indução se torna invariante no tempo. Tal mudança no modelo simplifica

consideravelmente a sua análise.

Além disso, em função do escopo do estudo e das hipóteses construtivas, a com-

ponente de sequência zero é desprezada, reduzindo a ordem do modelo e o número

de parâmetros.

Para estudos de estabilidade eletromecânica é prática comum desprezar os ter-

mos proporcionais à variação da amplitude do fluxo magnético de estator e tratar

o circuito do estator como uma rede estática descrita por fasores. Dessa forma a

influência da dinâmica do fluxo magnético de rotor nos circuitos do estator é repre-

sentada por uma fonte de tensão, determinada a tensão transitória4.

Para se representar os conversores de maneira adequada nesse tipo de estudo

utilizou-se modelos propostos em [62], valendo-se da mesma abordagem usada para

representar a dinâmica dominante dos sistemas CCAT.

4Na literatura de geradores eletromecânicos representada como E′
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Caṕıtulo 4

Controle dos Conversores

No caṕıtulo 2, foi apresentada a estratégia de operação do SCEE para velocidades de

vento menores que a nominal. Esta estratégia é altamente dependente do controle

da velocidade do eixo mecânico do gerador.

Neste mesmo caṕıtulo foi mencionado que há certo consenso na literatura dos

SCEEs com AVVs de que o controle por ângulo de passo é o mais eficaz para a

redução de potência em velocidades de vento altas. Em [10] é relatado que variações

abruptas de ângulo de passo implicam em excursões alt́ıssimas de potência. Portanto

a taxa de variação do módulo deste é limitada em torno de 5◦/s a 10◦/s, como

apresentado no caṕıtulo 2.

Nos trabalhos sobre SCEEs o controle da velocidade da máquina é realizado por

meio do torque elétrico, especialmente na região onde a velocidade do vento é menor

que a nominal.

No caṕıtulo 3 foram desenvolvidas as equações da potências ativa de rotor e

estator do GIDA. As expressões 3.50 e 3.52 implicam em 1:

pmec = −(1− s)ps,a (4.1)

pr = −sps,a (4.2)

Dependendo da condição de escorregamento, os circuitos do rotor irão fornecer

ou absorver potência ativa. Para velocidades angulares superśıncronas o rotor irá

fornecer potência ativa e para velocidades angulares subśıncronas este irá absorver

potência ativa.

A Figura 4.1 ilustra os papéis de cada conversor para o controle do sistema. O

conversor do lado do rotor controla as correntes do rotor de maneira que as potências

ativa e reativa de estator sejam as desejadas.

O papel do elo CC é proporcionar este intercâmbio de potência ativa com o rotor.

1Utilizando a convenção de potências para motores
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VDC

Pmec

VsistemaVger

Vr Vcs

Ps + jQs

Pr + jQr Pcs + jQcs

ωr

C

β

Figura 4.1: Papéis dos controles dos conversores .

A equação 3.85 relaciona a tensão do elo CC com a potência ativa ĺıquida entre seus

terminais. Caso atue apenas o conversor do rotor, a tensão deste irá variar de acordo

com a demanda de energia, afetando a sua capacidade de atuar como uma fonte de

tensão.

O objetivo do controle do lado do sistema é de suprir a demanda de potência

ativa do lado do rotor, e a tensão do elo determina se esta demanda está sendo

suprida.

Tradicionalmente, o controle de velocidade das máquinas de indução do tipo

gaiola de esquilo é realizado por meio da variação da frequência e/ou amplitude de

suas três fases simultaneamente, recebendo o nome de controle escalar. Conforme

descrito em [46], essa abordagem é razoável em aplicações que não requerem resposta

transitória rápida.

Em contraste, para aplicações de alto desempenho, onde são necessários altos

valores de ganhos a fim de se obter uma resposta rápida o suficiente, se faz necessário

controlar a relação entre o fluxo magnético do rotor com cada corrente dos circuitos

do estator. A partir da posição espacial do fluxo magnético do rotor, o controle deve

proporcionar regulação precisa das correntes de cada fase do estator de maneira

independente, assim recebendo o nome de controle por orientação do campo ou

controle vetorial.

A Figura 4.2 ilustra a maneira como são classificadas as estratégias de controle

mais utilizadas para máquinas de corrente alternada (CA ou em inglês AC, alterna-

ting current) .

Dentre as técnicas apresentadas no quadro da Figura 4.2, a mais utilizada para

o controle do GIDA é o controle vetorial por orientação do campo, mas o número de

aplicações que utilizam o controle por torque direto e potência direta vem crescendo

consideravelmente[2].

Para o GIDA, o controle vetorial permite que suas potências ativa e reativa sejam

controladas de maneira desacoplada, tornando seu desempenho próximo ao de uma
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Controle

por frequência

variável

Volt/Hertz
Corrente do

estator

Controle vetorial

orientado pelo 

campo

Linearização

por

realimentação

Controle 

direto de

torque/

potência

Controle

baseado em

passividade

Controladores

baseados em 

grandezas

escalares

Controladores 

baseados em

grandezas

vetoriais

Orientado pelo 

fluxo do rotor

Orientado pelo 

fluxo do estator
Trajetória no 

circulo de fluxo

Trajetória no

hexagono de fluxo

modulação por

vetores espaciais

Direto

(feedback)
Indireto

(feedforward)
Histerese Controle Preditivo

Figura 4.2: Técnicas de controle para máquinas AC

máquina śıncrona.

Para este caṕıtulo, apresenta-se resumidamente a técnica do controle vetorial por

orientação do campo e, em seguida, as orientações mais utilizadas para o controle

do GIDA.

4.1 Controle Vetorial

De acordo com [34], no controle vetorial adota-se um sistema de coordenadas em

um referencial girante alinhado ao vetor espacial de um fluxo ou tensão (Figura

4.3a) e projeta-se o vetor corrente nos eixos deste sistema de coordenadas. Tais

projeções são normalmente referenciadas como as componentes d e q. Com uma

escolha adequada de referenciais as correntes alternadas são representadas como

correntes constantes quando em regime permanente, ou então podem ser obtidas

expressões desacopladas e mais simples.

Um exemplo é ilustrado na Figura 4.3b, onde a potência instantânea é dada por

p = (vT i).

Nas coordenadas αβ a expressão para a potência ativa é igual a vTαβiαβ = vα iα+

vβ iβ e em coordenadas d1q1 a expressão para a potência ativa se torna v id1 .

Supondo uma tensão v constante, para controlar a potência seria necessário atuar

tanto em iα quanto em iβ , enquanto no novo referencial é necessário controlar apenas

id1 , sem interferência de iq1.

O preço a ser pago pela simplificação é a necessidade de obter as grandezas

nas coordenadas d1q1, ou seja, obter o ângulo entre o eixo α e d1 na Figura 4.3a e

depois de obtida a ordem de controle, converter as grandezas para suas coordenadas
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α

β

d1

d2 v

ψ
q1

q2

(a) Um referencial baseado no vetor ten-
são e outro no vetor fluxo.

α

β

d1

vi

iq1 id1

q1

iβ

iα vα

vβ

(b) Componentes de um vetor em um re-
ferencial.

Figura 4.3: Exemplo do uso do controle vetorial.

originais e aplicá-las como referências, em tempo-real.

A Figura 4.4 ilustra o algoritmo do sistema de controle vetorial para qualquer

orientação utilizando reguladores PI.

Sensores/Transformação

yẋ = f(x,u)

+

r∗q u′q

r∗
d

++
u

R(·)− PI

PI

u′
d

ud

uq+

+
+

γ = α(ydq)

−

PlantaAtuador

Controle

upwr

θ

ψ̂
Estimação

γ1,d γ1,q

T c

θ = g(y)

ψ̂ = h(y)

RT (·) T−1
c

ydq

PWM

Figura 4.4: Diagrama do controle vetorial para um caso geral.

O algoritmo de controle pode ser resumido em:

1. estimar o ângulo da grandeza o qual se deseja expressar o modelo (bloco Es-

timação);

2. obter as variáveis medidas no referencial desejado (bloco Sensores/Transfor-

mação);

3. utilizar uma estrutura de controle com o objetivo de regular e/ou rastrear um

dado sinal de referência (potência, torque, fluxo);
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4. estimar e desacoplar posśıveis perturbações, eliminar termos indesejados por

linearização por realimentação e/ou controle feedforward ;

5. reverter as variáveis para o referencial original; e

6. enviar as referências no referencial original para um atuador;

A seguir serão apresentadas as estratégias de controle vetorial para o conversor

do lado da rede e para o conversor do lado da máquina.

4.2 Controle do Conversor do Lado do Rotor

As duas orientações mais utilizadas para o controle vetorial do GIDA são as alinhadas

ao vetor fluxo magnético do estator (ψs) e ao vetor tensão de estator/tensão da rede

(vs) ([2, 11]).

No referencial alinhado ao vetor espacial tensão do estator, o DFIG opera como

um gerador fornecendo ou sendo alimentado por uma tensão contante. Dessa forma,

a tensão e a corrente do estator são variáveis dadas (operação com rede interligada)

ou controladas (operação ilhada).

Os objetivos do conversor do lado do rotor são:

1. regulação das correntes do rotor (no referencial dq) e compensação das forças-

eletromotrizes 2 e fluxo do estator; e

2. regulação da potência ativa/velocidade de escorregamento/torque eletro-

magnético (eixo q) e do controle de tensão/potência reativa (eixo d).

Neste caṕıtulo será discutido apenas o primeiro objetivo, os seguintes no próximo.

4.2.1 Controle Vetorial Orientado pelo Fluxo de Estator

De acordo com [2], a estratégia clássica para o controle do conversor do lado da

máquina é baseada na orientação pelo fluxo de estator (SFO), sendo utilizada em

[39, 53, 54, 65].

Para demonstrar o prinćıpio do desacoplamento das potências, repete-se por

conveniência o modelo eletromagnético da máquina para estudos de estabilidade

2Tensões ocorridas pela variação da velocidade do fluxo, também chamadas de tensões elétricas
de velocidade, em inglês speed voltages [8].
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dado pelas equações:

vs,dq = rsis,dq + ωeJψ
e
s,dq (4.3)

v′r,dq = r′ri
′
r,dq + sωeJψ

′
r,dq + ψ̇

′
r,dq (4.4)

ψs,dq = Lsis,dq + Lmi
′
r,dq (4.5)

ψ′
r,dq = L′

ri
′
r,dq + Lmis,dq (4.6)

No caṕıtulo 3 foi demonstrado que as potências ativa e reativa do estator são

expressas por:

ps = v
T
s,dqis,dq = vs,dis,d + vs,qis,q (4.7)

qs = v
T
s,dqJis,dq = vs,qis,d − vs,dis,q (4.8)

Caso as tensões e correntes sejam representadas em um referencial alinhado com o

fluxo de estator, de tal maneira que o vetor fluxo de estator seja igual a ‖ψs,dq‖(1, 0),
então a equação 3.22 se torna:

‖ψs,dq‖
[

1

0

]

= Lsi
ψ
s,dq + Lmi

ψ
r,dq (4.9)

o que implica em:

iψs,d =
1

Ls
‖ψs,dq‖ −

Lm
Ls

iψr,d (4.10)

iψs,q = −Lm
Ls

iψr,q (4.11)

Como as potências são invariantes, no referencial alinhado com o fluxo de estator:

ps,a = −ωeψψ T
s,dqJi

ψ
s,dq = ωe‖ψs,dq‖is,q (4.12)

qs = ωeψ
ψ T
s,dqis,dq = ωe‖ψs,dq‖is,d (4.13)

Se a resistência do estator for desprezada, então ‖ψs,dq‖ = 1
ωe
‖vs,dq‖. Substi-

tuindo as equações 4.10 e 4.11 nas equações 4.12 e 4.13, obtém-se as expressões de

potências ativa e reativa desacopladas e em função das correntes do rotor:

ps,a = −Lm
Ls

‖vs,dq‖ iψr,q (4.14)

qs =
1

ωeLs
‖vs,dq‖2 −

Lm
Ls

‖vs,dq‖ iψr,d (4.15)
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Assumindo uma tensão de terminal constante com valor Vt := ‖vs,dq‖, as

equações 4.14 e 4.15 mostram que é posśıvel controlar as potências ativa e rea-

tiva de maneira independente caso seja posśıvel controlar as correntes de rotor no

referencial alinhado com o fluxo magnético de estator.

4.2.2 Controle Vetorial Orientado pela Tensão do Estator

Na seção 4.2.1 foi apresentada a estratégia de controle das correntes do rotor por

meio do controle vetorial orientado pelo fluxo magnético de estator. Entretanto,

há uma variação que utiliza a orientação alinhada à componente de quadratura da

tensão da rede, chamada de orientação pela tensão de estator (SVO) ou orientação

pelo fluxo do sistema [2, 25, 57].

A diferença básica entre as duas é que no referencial com SFO o fluxo magnético

de estator é dado por:

ψ
ψ
s,dq = ‖ψs‖

[

1

0

]

(4.16)

e no referencial com SVO a tensão de estator é dada por:

vvs,dq = ‖vs‖
[

1

0

]

(4.17)

A equação 3.9 descreve para qualquer orientação (desde que possua velocidade

śıncrona) a relação entre o fluxo de estator e a tensão de estator, dada por:

vas,dq = ωeJψ
a
s,dq + rsi

a
s,dq + ψ̇

a

s,dq (4.18)

Ao desprezar a queda de tensão provocada pela resistência de estator, assim

como a variação da amplitude do fluxo de estator , a equação (4.18) se torna:

vas,dq = ωeJψ
a
s,dq (4.19)

Adotando qualquer uma das duas orientações e representando a equação 4.19

no referencial escolhido, constata-se que ambas são iguais com as aproximações

realizadas acima, como ilustrado na Figura 4.5 .
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Figura 4.5: Relações entre as orientações (convenção gerador).

4.2.3 Cálculo das Referências

As equações 4.14 e 4.15 descrevem a relação entre as potências ativa e reativa do esta-

tor da máquina com as correntes de rotor de eixo direito e quadratura no referencial

alinhado com o fluxo de estator. Estas são repetidas a seguir por conveniência:

ps,a ≈ −Lm
Ls

‖vs,dq‖ iψr,q (4.20)

qs ≈
1

ωeLs
‖vs,dq‖2 −

Lm
Ls

‖vs,dq‖ iψr,d (4.21)

Rearranjando-as é posśıvel obter as referências de corrente necessárias para um

dado despacho de potências ativa e reativa:

iψr,d =
‖vs,dq‖
ωeLm

− Ls
Lm

qs
‖vs,dq‖

(4.22)

iψr,q = − Ls
Lm

ps,a
‖vs,dq‖

(4.23)

Na equação 4.22 pode-se notar que há dois termos no lado direito da igualdade.

Segundo [49], o termo proporcional à tensão terminal é responsável pela magne-

tização da máquina, enquanto o termo restante é responsável pelo fluxo de potência

reativa.

4.2.4 Controle das Correntes de Rotor

A referência clássica descrevendo o controle das malhas de corrente aplicadas em

SCEE com o GIDA se encontra em [39] e as referências clássicas de casos de aplicação
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do sistema proposto são encontradas em [53] e [54]. Grande parte da literatura se

baseia na estrutura de controle apresentada nos trabalhos citados. Embora estes

utilizem o controle vetorial com SFO, atualmente a SVO é a orientação mais utilizada

[2].

Nesta seção será apresentada a estrutura de controle clássica com a SVO e alguns

detalhes de implementação. São omitidos os apóstrofos para grandezas do rotor

referenciadas pelo estator e o subscrito dq para simplicidade de notação.

Rearranjando as equações 3.22 e 3.23, é posśıvel relacionar os fluxos magnéticos

e eliminar a corrente de estator de forma que:

ψv
r =

Lm
Ls
ψv
s + σLri

v
r (4.24)

Substituindo 4.24 em 3.21 representada no referencial alinhado à tensão de es-

tator obtém-se:

vvr = rri
v
r + sωeJ

(
Lm
Ls
ψv
s + σLri

v
r

)

+

(
Lm
Ls
ψ̇
v

s + σLr
d{ivr}
dt

)

(4.25)

que pode ser rearranjada na forma a seguir:

σLr
d{ivr}
dt

= −rrivr − sωeJσLri
v
r − sωeJ

Lm
Ls
ψv
s −

Lm
Ls
ψ̇
v

s + v
v
r

d{ivr}
dt

= − rr
σLr

ivr − sωeJi
v
r − sωeJ

Lm
σLrLs

ψv
s −

Lm
σLrLs

ψ̇
v

s +
1

σLr
vvr

d{ivr}
dt

= − rr
σLr

ivr − sωeJi
v
r − sωeJ

(1− σ)

σLm
ψv
s −

(1− σ)

σLm
ψ̇
v

s +
1

σLr
vvr (4.26)

Tanto em [39] quanto em [53], o termo proporcional à variação de fluxo do estator

é desprezado, uma consideração razoável para aerogeradores ligados em um sistema

forte sob regime permanente senoidal.

Essa hipótese já foi utilizada para o desenvolvimento de um modelo para estudos

de estabilidade transitória no caṕıtulo 3 e é geralmente interpretada como ”desprezar

os transitórios da rede”[37], pois estes ocorrem em uma escala de tempo muito menor

que a dos fenômenos eletromecânicos.

Os termos proporcionais ao escorregamento são considerados como perturbações,

em especial o termo proporcional ao fluxo de estator ψs como uma perturbação de

carga. Em [39] seus efeitos são compensados por meio de estruturas feedforward.

Em [53] os termos indesejados são tratados por meio de termos de compensação

na lei de controle da forma:

vvr = ur + σ̂L̂rŝωeJi
v
r + σ̂L̂r ŝωe

(1− σ̂)

σ̂L̂m
Jψ̂

v

s (4.27)
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resultando num sistema:

d{ivr}
dt

= − rr
σLr

ivr − ωe

(

s− σ̂L̂r
σLr

ŝ

)

Jivr

− ωeJ

(

s
(1− σ)

σLm
ψv
s −

σ̂L̂r
σLr

ŝ
(1− σ̂)

σ̂L̂m
ψ̂
v

s

)

+
ur

σLr
(4.28)

Os termos de compensação são dependentes dos parâmetros do gerador e do

conhecimento do escorregamento. Além disso, o cancelamento do termo proporcional

ao fluxo de estator (ψs) só ocorre para a SFO. Na SVO o cancelamento é aproximado

em função da resistência de estator.

Supondo o conhecimento dos parâmetros e cancelamento perfeito das per-

turbações, o sistema se torna:

d{ivr}
dt

= − rr
σLr

ivr +
1

σLr
ur (4.29)

um sistema linear de segunda ordem MIMO, estável e desacoplado.

Em [53] o controle para o subsistema linear é realizado por controladores PI

discretos no tempo. Os conversores foram modelados como um duplo atraso e os

parâmetros do controlador definidos com base nas caracteŕısticas de desempenho

desejadas do sistema realimentado.

Em [58] foi utilizada realimentação de estado sob o nome de ”resistência

ativa”para aumentar o amortecimento do sistema em conjunto com o ajuste por IMC

[1]. Os autores usaram estimadores para a compensação dos termos não-lineares e

realizam comparações acerca do uso de compensação feedforward.

Em [13] foi empregada a orientação SVO aplicando o método de ajuste da parte

linear semelhante ao utilizado em [53], mas com controladores PI cont́ınuos no tempo

em conjunto com estratégias de compensação semelhantes às realizadas [57]. Em

seguida foi elaborada uma análise da estabilidade com base nos autovalores e a sen-

sibilidade destes com os ganhos e parâmetros da máquina considerando a dinâmica

dos enrolamentos do estator.

Em [9] foram utilizados controladores PI e sua sintonia realizada com base na

análise da resposta frequencial dos sistemas de primeira ordem. A mesma estratégia

de compensação dos termos adicionais aplicada em [53] foi adotada.

Em [84] é utilizado um método de otimização para a sintonia simultânea das

malhas do SCEE completo, incluindo as malhas de regulação de corrente. Essa es-

tratégia é semelhante à empregada por diversos autores que utilizaram técnicas como

algoritmos genéticos [78], entre outras técnicas evolutivas [83], para o ajuste do sis-

tema por completo visando reduzir as sobretensões e sobrecorrentes nos conversores
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de ambos os lados.

No caṕıtulo 6 são apresentados critérios de desempenho para o controle do sis-

tema, a sintonia do controlador e resultados de simulação.

4.3 Controle do Conversor do Lado do Sistema

O controle vetorial é a técnica mais utilizada para o controle do conversor do lado

do sistema, embora existam trabalhos onde se utiliza o controle direto de potência

(direct power control, DPC) [11].

As orientações t́ıpicas para o controle vetorial do conversor da rede são: a ali-

nhada com o vetor tensão de estator e a alinhada com o vetor tensão do sistema

[2, 11, 39, 53, 62, 65]. Dependendo da configuração da rede e/ou do estudo as duas

se tornam equivalentes.

4.3.1 Controle Vetorial Orientado pela Tensão do Estator

O controle vetorial orientado pela tensão do estator consiste em obter uma repre-

sentação do sistema com eixo direto em fase com a tensão do estator [11]. Entretanto,

neste trabalho será utilizada a orientação com o eixo em quadratura alinhado com

a tensão do estator.

vcs
Rf Xf

vs

Figura 4.6: Conexão do conversor do lado do sistema à barra terminal do gerador.

A Figura 4.6 ilustra a conexão do conversor do lado do sistema com a tensão ter-

minal. A partir deste circuito é posśıvel expressar a relação entre a tensão terminal

e a tensão do conversor no referencial śıncrono3:

ves,dq = Rcs,dqi
e
cs,dq + ωeJLcs,dqi

e
cs,dq +Lcs,dq

d{iecs,dq}
dt

+ vecs,dq (4.30)

Para expressá-la no referencial alinhado à tensão de estator se utiliza a relação

abaixo:

‖vvs,dq‖
[

0

1

]

= RT (δv − δe)(v
e
s,dq) (4.31)

3Supondo sistema equilibrado, em ligação estrela e consequentemente desprezando a compo-
nente de sequência zero.
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onde δe é o ângulo da barra de referência do sistema e considera-se que δe = 0◦, sem

perda de generalidade.

Portanto, obtendo δs (em RPS é o ângulo da tensão da barra), transforma-se a

equação 4.30 em :

‖vvs,dq‖
[

0

1

]

= Rcs,dqi
v
cs,dq + ωeJLcs,dqi

v
cs,dq +Lcs,dq

d{iecs,dq}
dt

+ vvcs,dq (4.32)

Dado que a dinâmica da rede pode ser considerada instantânea e que as re-

sistências são despreźıveis, a equação 4.32 se torna:

‖vvs,dq‖
[

0

1

]

= ωeJLcs,dqi
v
cs,dq + v

v
cs,dq (4.33)

Com o controle vetorial, é posśıvel controlar as potências ativa e reativa do GIDA

de maneira desacoplada. Sejam as expressões para as potências ativa e reativa

injetadas na barra do conversor:

pcs = (ivcs,dq)
Tvvcs,dq (4.34)

qcs = −(ivcs,dq)
TJvvcs,dq (4.35)

Ao converter suas coordenadas para o referencial alinhado à tensão de estator,

estas se tornam:

ps,cs = (ivcs,dq)
Tvvs,dq = ‖vvs,dq‖ivcs, q (4.36)

qs,cs = −(ivcs,dq)
TJvvcs,dq = qL − ‖vvs,dq‖ivcs, d (4.37)

onde qL é o consumo de potência reativa do transformador que liga o conversor VSC

à barra terminal.

O controlador para o conversor do lado do sistema possui estrutura semelhante

a do controle do conversor do lado da máquina.

Como a dinâmica da rede foi desprezada, assume-se que malhas de corrente

do conversor do lado do sistema seguem uma referência de corrente de maneira

instantânea (comportando-se como fontes de corrente controladas). O único termo

a ser compensado por linearização é a tensão de estator.

Dessa forma é proposta uma lei de controle do tipo:

vvcs,dqref = −
(

xcsJr − ‖vvs,dq‖
[

0

1

])

(4.38)
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supondo que ωeLcs,dq = diag(xcs) , pois ωe ≈ 1. O termo r representa as referências

das correntes direta e quadratura do CLR (que são alcançadas instantaneamente).

E a relação entre as referências e as correntes é dada por:

r = ivcs,dq (4.39)

4.4 Estabilidade da Orientação

Como discutido anteriormente e proposto no caṕıtulo 3 é prática comum na análise

da estabilidade transitória de sistemas elétricos de larga escala desprezar a dinâmica

dos circuitos do estator de máquinas elétricas de grande porte[37]. Tal prática tem

como argumento base que a dinâmica da rede deve ser modelada de acordo para que

os resultados obtidos sejam coerentes com um experimento real.

Para o caso de máquinas de indução duplamente alimentadas um certo cuidado

deve ser tomado com os valores dos ganhos dos controladores das correntes de rotor.

Como discutido em [16, 42, 57], os ajustes dos controladores que garantem uma lar-

gura de banda muito alta podem aproximar o sistema da instabilidade. O fenômeno

será discutido sucintamente a seguir. Para uma descrição detalhada sobre o assunto

recomenda-se a leitura de [2, 42, 56].

4.4.1 Análise Simplificada

Em [16] são propostas as seguintes simplificações:

• controle das malhas de corrente instantâneo, i.e. uma referência de corrente é

rastreada instantaneamente;

• orientação ideal e instantânea; e

• o controle de velocidade é desprezado em função da sua dinâmica atuar em

escala de tempo muito distante.

Com base nessas considerações, as equações 3.16, 3.17, 3.18 e 3.19 com SFO se

tornam:

v
ψ
s,dq = rsi

ψ
s,dq + (δ̇ + ωe)Jψ

ψ
s,dq + ψ̇

ψ

s,dq (4.40)

ψ
ψ
s,dq = Lsi

ψ
s,dq + Lmi

ψ
r,dq (4.41)

ω̇r = − 1

2H

Lm
Ls

ψψs,di
ψ
r,q −

Tm
2H

(4.42)
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A relação entre a tensão e o fluxo de estator é dada por:

‖vs,dq‖
[

1

0

]

= R(δv − δψ)(v
ψ
s,dq) (4.43)

v
ψ
s,dq = ‖vs,dq‖

[

− sin(δv − δψ)

cos(δv − δψ)

]

= ‖vs,dq‖
[

cos(δ)

− sin(δ)

]

(4.44)

Omitindo o sobrescrito ψ, temos:

ψ̇s,d = − rs
Ls
ψs,d +

rsLm
Ls

ir,d + ‖vs,dq‖ cos(δ) (4.45)

0 = −rsLm
Ls

ir,q + (δ̇ + ωe)ψs,q − ‖vs,dq‖ sin(δ) (4.46)

ω̇r = − 1

2H

Lm
Ls

ψs,dir,q −
Tm
2H

(4.47)

e, reescrevendo no formato de equação de estado temos:

ẋ1 = a1x1 + b1u1 + γ cos(x2) (4.48)

ẋ2 = b2
u2
x1

− γ

x1
sin(x2) (4.49)

ẋ3 = b3x1u2 + b4u3 (4.50)

Como o estado da equação 4.50 não influencia os demais (consequência das

hipóteses iniciais), o sistema se torna:

ẋ1 = a1x1 + b1u1 + γ cos(x2) (4.51)

ẋ2 = b2
u2
x1

− γ

x1
sin(x2) (4.52)

com pontos de equiĺıbrio:

x := (x1, x2) (4.53)

x =

(

x∗1,− arctan

(
b2u2

a1x∗1 + b1u1

))

, (b1u1 + a1x1)
2 + (b2u2)

2 = γ (4.54)
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Sua linearização em torno da origem se torna:

x =

[

a1 γ sin(x∗2)

− b2u2
(x∗

1
)2
+ γ sin(x2)∗

(x∗
1
)2

−γ cos(x∗
2
)

x∗
1

]

x+

[

b1 0

0 b2
x∗
1

]

u (4.55)

O polinômio caracteŕıstico do sistema linearizado é dado por:

p(λ) = λ2 +

(

a1 − γ
cos(x∗2)

x∗1

)

λ+

[

−a1γ
cos(x∗2)

x∗1
− γ sin(x∗2)

(

− b2u2
(x∗1)

2
+ γ

sin(x2)
∗

(x∗1)
2

)]

(4.56)

e a parte real dos seus polos é dada por:

−a1
2

+ γ
cos(x∗2)

2x∗1
(4.57)

A partir desse resultado o autor estabelece uma condição cŕıtica para a estabili-

dade do sistema a partir de um regime semi-estático dada por:

x∗1 ≥ −b1u1
2a1

(4.58)

ou

ψs,d ≥
Lmir,d

2
(4.59)

Em [2] a relação é reescrita nas formas:

ir,d ≤
2‖vs,dq‖
Lmωe

(4.60)

e

Qs ≤ −
2‖vs,dq‖2
Lsωe

(4.61)

com a interpretação f́ısica que a SFO impõe um limite máximo ao fornecimento de

potência reativa ao sistema e à corrente de rotor de eixo direto.

Em [57] é demonstrado que a SVO não sofre do mesmo problema e, neste traba-

lho, não será apresentada a demonstração.

Em [42] não são realizadas hipóteses como as utilizadas acima e os autores de-

monstram que há um acoplamento inerente entre a dinâmica do rotor e do estator
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que pode deslocar os polos do estator para o semiplano lateral direito dependendo

dos parâmetros dos reguladores das correntes de rotor. Para uma discussão deta-

lhada sobre o assunto recomenda-se a leitura de [42] e [13].
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4.5 Conclusões

Sistemas de conversão de energia eólica com velocidade variável podem obter mais

energia dos ventos por meio do controle da velocidade de seus rotores.

O controle de máquinas CA por meio do controle vetorial permite desacoplamento

das potências ativa e reativa enquanto a orientação for bem sucedida.

Há basicamente duas orientações utilizadas para o controle da máquina: a SFO

e a SVO. Em regime permanente essas são equivalentes, caso seja desprezada a

resistência de estator.

Na SVO a potência ativa se torna proporcional à corrente de eixo em quadratura

e a potência reativa se torna proporcional à corrente em eixo direto.

É posśıvel operar a máquina com fator de potência unitário, caso o rotor forneça

a potência reativa necessária para a magnetização da máquina.

Além da necessidade de manter a orientação em tempo-real, o controle das cor-

rentes do lado da máquina necessita compensar os termos proporcionais ao escorre-

gamento, em especial os termos proporcionais ao fluxo de estator que são altamente

influenciados pelas condições do sistema elétrico ao qual o aerogerador está interli-

gado.

O sistema de controle das correntes dos conversores do lado da rede pode ser

modelado como instantâneo, comportando-se de maneira semelhante a fontes de

corrente controladas.

No próximo caṕıtulo serão apresentadas as estratégias de controle para as malhas

externas do SCEE.
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Caṕıtulo 5

Sistema de Controle do SCEE

Nos caṕıtulos 2 e 4 foram apresentados respectivamente os sistemas de controle do

ângulo de passo da turbina e das correntes de eixo direto e quadratura do rotor.

Em [53] a referência para a corrente de quadratura é fornecida por um regulador de

velocidade para fins de se obter a extração máxima de potência. No trabalho não

há proposta para o controle de potência reativa.

O alto grau de penetração de SCEEs nos sistemas elétricos motivou a adoção de

critérios de integração mais ŕıgidos. Embora sistemas como o desenvolvido em [53]

apresentem bom desempenho em aplicações isoladas, para sistemas interligados em

grande escala não é suficiente tratar um conjunto de aerogeradores como uma carga

negativa, e portanto algum tipo de controle das potências deve existir [64].
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Figura 5.1: Diversas configurações de controle de um SCEE.

A Figura 5.1 apresenta algumas combinações de sistemas de controle de um
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SCEE encontradas na literatura. Esta seção descreve parte destas combinações que

possibilitem integrá-lo ao sistema de potência de maneira compat́ıvel com os códigos

e procedimentos de rede.

5.1 Controle das Potências Ativa e Reativa do Es-

tator

No caṕıtulo 4 foi demonstrado que tanto na SFO quanto na SVO a relação entre as

correntes de rotor e as potências ativa e reativa de estator são aproximadas.

As expressões que relacionam as potências ativa e reativa com as correntes de

rotor no referencial dq são repetidas aqui por conveniência:

ps,a ≈ −Lm
Ls

‖vs,dq‖ ir,q (5.1)

qs ≈
1

ωeLs
‖vs,dq‖2 −

Lm
Ls

‖vs,dq‖ ir,d (5.2)

Na literatura há duas maneiras de implementar o controle das potências ativa e

reativa do GIDA: gerando as referências de potências em malha aberta ([2, 25, 49,

53]) e obtendo as referências das potências por reguladores em malha fechada([4, 62,

74, 82]).

N

Psref Ls
Lm

D
÷

Vt

1
ωeLm

ir,qref

NQsref Ls
Lm

D

+

−
÷

ir,dref

Figura 5.2: Cálculo das referências de corrente a partir das referências de potência.

Por meio das expressões 4.22 e 4.23, repetidas abaixo por conveniência, são

obtidas as referências de corrente necessárias para satisfazer as ordens de potências

ativa e reativa do GIDA (Figura 5.2).

ir,d =
‖vs,dq‖
ωeLm

− Ls
Lm

qs
‖vs,dq‖

(5.3)

ir,q = − Ls
Lm

ps,a
‖vs,dq‖

(5.4)
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Esta abordagem apresenta simplicidade e resposta rápida para as referências das

potências. Porém é muito dependente dos parâmetros da máquina e das condições

de operação, além de estar suscet́ıvel a erros em regime permanente.

Ao se utilizar compensadores PI para regular as potências ativa e reativa, as

sáıdas dos controladores são utilizadas como referência para os reguladores das cor-

rentes de rotor como ilustrado na Figura 5.3. Nesta topologia, o sistema consegue

compensar erros advindos de perdas estáticas não modeladas (e.g. consumo de Q

de transformadores no parque e perdas ôhmicas)[41]. No caṕıtulo 4 é descrito que o

termo
‖vs,dq‖
ωeLm

é a corrente de magnetização necessária para a operação da máquina.

Se a corrente de magnetização puder ser modelada como uma pertubação cons-

tante, então um regulador de potência reativa com parte integral se torna capaz de

compensar seu efeito em Qs quando em malha fechada [74].

ir,d

ir,dref

+ −
PI

vr,d

vr,dmax

vr,dmin

ir,q

ir,qref

+ −
PI

vr,q

PI

Qs

ir,dmax

ir,dmin

Qsref

+ −

PI

Ps

ir,qmax

ir,qmin

Psref

+ −

vr,qmax

vr,qmin

GIDA

ir,d

ir,q

Qs

Ps

Figura 5.3: Malhas de controle dos reguladores das potências do GIDA.

5.2 Controle de Tensão pelo Conversor do Rotor

Segundo [40] há basicamente cinco filosofias de controle de tensão/potência reativa

para o GIDA (Figura 5.4):

a ) controle de potência reativa em cascata com controle de tensão [35];

b ) controle de tensão em cascata com controle de potência reativa[5, 62];

c ) controle de potência reativa[74, 82] ;

d ) controle de tensão[25, 48, 49]; e

e ) apenas controle das correntes do rotor [53]

Em [25] e [49] é proposta apenas uma malha de controle da tensão terminal por

meio de blocos de geração de referências de corrente de rotor e apenas um regulador

PI (Figura 5.5).
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Figura 5.4: Esquemas de Controle de Tensão e Potência Reativa, retirado de [40].

Em [5, 62] foi proposta uma estrutura de controle que adiciona a malha de

potência reativa mais um regulador PI para atingir a referência de tensão terminal,

como pode ser visto na Figura 5.6.

Vt

NPsref

Ls

Lm ir,qref

ir,qmax

ir,qmin

D

KV C

ir,dref
Vtref

+
−

Ls

Lm

÷

ir,dref

ir,dmax

ir,dmin

+

−

1
ωeLm

Figura 5.5: Proposta de GIDA com controle rápido de tensão terminal.

Há ainda propostas de reguladores de tensão que utilizam o ganho proporcional

em série com atraso de primeira ordem, com filtro de medição de primeira ordem no

valor medido de tensão [41].

A discussão sobre o sistema de controle de tensão e potência reativa envolve o

arranjo da usina eólica e a estratégia de controle da regulação secundária de tensão.

Para uma usina eólica sem controle secundário de tensão o modelo de regulador

influencia pouco na escolha pois, como será visto no caṕıtulo 6, os atrasos de comu-

nicação e o ńıvel de curto entre o ponto de conexão comum (PCC) determinam qual

estrutura de controle é a mais adequada [28, 41].
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PI

H(p)
Qs

ir,d

ir,dref

+ −

irdmax

irdmin

Qord

+ −

irdmax

irdmin
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+

−

Vtref

Qsmax

Qsmin

Qsmax

Qsmin

PI
vrd

vrdmax

vrdmin

vrdmax

vrdmin

Figura 5.6: Diagrama do controle da tensão terminal em cascata com controle de
potência reativa.

Uma caracteŕıstica desejada para o controle de tensão e potência reativa é o

estatismo. Segundo [41], onde há uma razão de curto circuito (SCR) alta, um

controle por estatismo oferece a melhor solução para integração com o sistema.

Ao definir uma razão entre a variação de tensão e de potência reativa para cada

gerador, torna-se conhecido qual será o ponto de equiĺıbrio para cada perturbação

de tensão de maneira independente do tempo de reação de cada controlador.

A lei de controle é dada por:

Qs, ref = Q0 +
1

kest
(Vt, ref − Vt,med) (5.5)

Em [41], a lei de controle 5.5 é modificada adicionando um compensador lead-lag

a fim de aumentar a faixa de valores de SCR o qual o sistema mantém-se estável:

Qs, ref =
1

kest

1 + pT1
1 + pT2

(Vt, ref − Vt,med) (5.6)

Para que seja posśıvel implementar a lei de controle proposta acima, altera-se o

diagrama da Figura 5.5 de forma que seja equivalente a um compensador lead-lag.

PI

ir,d

ir,dref
+ −

ir,dmax

ir,dmin

Qord

+ −

ir,dmax

ir,dmin

PI

Vt

−

+

Vtref
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Qsmin
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kdesac.

Qs

−

PI
vr,d
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vr,dmax
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Figura 5.7: Diagrama do controle da tensão terminal.

69



A estrutura ilustrada na Figura 5.7 permite representar qualquer uma das estru-

turas de controle de tensão e/ou potência reativa descritas anteriormente, bastando

uma escolha adequada de seus os parâmetros.

5.3 Controle da Velocidade da Turbina

No caṕıtulo 2 foi apresentada a estratégia de operação do aerogerador com veloci-

dade variável. Demonstra-se que através da capacidade de variação da velocidade

da turbina é posśıvel otimizar a extração da potência do vento para determinada

velocidade de vento incidente.

O sistema de controle do conversor da máquina permite alterar a velocidade por

meio do torque mecânico que é proporcional à corrente de rotor em quadratura. Em

[80] são apresentadas as três estratégias de controle mais utilizadas:

MPPT utilizando dados da curva de Potência

Essa estratégia se baseia na curva de potência fornecida pelo fabricante. Por meio

de um sensor de velocidade do vento é gerada uma referência de potência de acordo

com a curva e esta é enviada para o sistema de controle do gerador que compara

com a potência fornecida pelo gerador e efetua o controle necessário.

MPPT com RVP ótima

Por meio de sensores da velocidade do vento, este calcula o valor da RVP ótima

que fornece o valor da referência de velocidade angular. O gerador controla a sua

velocidade de acordo com a referência de potência de maneira a obter o MPPT.

MPPT com controle ótimo do torque

No caṕıtulo anterior foi demonstrado que para uma velocidade de vento constante,

o torque da turbina é uma função quadrática da velocidade angular desta. Des-

prezando a dinâmica do eixo de transmissão, a velocidade e o torque da turbina se

relacionam com as do gerador e basta uma referência para o torque na forma:

T ∗
e = k′ω2

r (5.7)

onde k′ pode ser obtido experimentalmente ou por meio dos parâmetros nominais

do gerador.
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ωr, ref Pg

(a) Potência ótima.

ωr, ref Te

(b) Torque ótimo.

Figura 5.8: Estratégias de extração máxima de potência, por torque ou por potência
ótimos.

Representação do controle de velocidade para estudos de estabilidade

transitória

Em [15, 43] o controle de velocidade e potência de um aerogerador é modelado de

maneira a reproduzir o comportamento ilustrado na Figura 5.9:

ωr1, 0 1, 20, 7

Pm

0, 0

0, 14

0, 73

1, 0

A

B

C

Figura 5.9: Estratégia de atuação dos controladores (adaptado de [43]).

Enfatiza-se que o modelo não é uma representação literal do sistema de controle,

i.e. não há realimentação de potência para gerar uma referência de velocidade.

Entretanto, o seu comportamento dinâmico aproxima bem o do sistema real. Seu

objetivo é emular o comportamento do sistema de acordo com a região da curva na

Figura 5.9:

• No trecho entre os pontos A-B, o SCEE ainda não atingiu a potência nominal

e o esquema de extração máxima de potência é acionado;

• No trecho entre os pontos B-C, é atingido o escorregamento máximo e o con-

trole da potência é realizado por meio da variação do torque do gerador;

• No trecho a partir do ponto C, o sistema atinge a potência nominal projetada

para a turbina e o controle do ângulo de passo reduz a eficiência aerodinâmica

para manter a potência constante;

O sistema equivalente é apresentado na Figura 5.10.
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Em p.u. temos que a relação entre a potência do gerador e a potência do estator

é dada por:

Te ωr = Pg = Ps(1− s) = Ps ωr (5.8)

Na Figura 5.10 estão: os reguladores PI de ângulo de passo e de referência de

potência ativa total do gerador (Pg, ref), o regulador PI para o controle do torque

elétrico, a dinâmica da aceleração da turbina, o modelo da potência da turbina, o

atuador de ângulo de passo e o atraso na comunicação para os conversores eletrônicos

na ordem de 0, 05s [43].

No estudo onde foi apresentada essa representação os conversores do lado da

máquina foram modelados como fontes de corrente instantâneas, caso se utilize esse

modelo equivalente é opcional a representação da dinâmica dos conversores.
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Figura 5.10: Diagrama do controle de velocidade do SCEE. (adaptado de [43]). A figura assume a convenção de gerador.
Os erros da potência total e da velocidade do rotor são negativos, pois a sensibilidade da potência mecânica com relação a β
é negativa.
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5.4 Controle do Conversor do Lado do Sistema

No caṕıtulo 4 a rede foi considerada estática, prática comum em estudos de esta-

bilidade transitória [37] e, portanto, não há razão para considerar a dinâmica das

correntes do conversor do lado do sistema. Dessa forma, o controle do CLR é repre-

sentado apenas pelo regulador da tensão do capacitor do elo B2B e de um regulador

adicional para suporte de potência reativa no terminal do estator (Figura 5.11)
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+
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θv

R(·)
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vvq

v0d

v0q Ln1

Lx1

Vcs

φ1

Figura 5.11: Diagrama do controle do conversor do lado da rede.

A Figura 5.11 apresenta a saturação da amplitude das tensões do conversor em

função da tensão do capacitor do elo CC.
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5.5 Conclusões

Neste caṕıtulo foram apresentados alguns dos diversos sistemas de controle en-

contrados na literatura para a integração dos aerogeradores com o sistema elétrico

O controle pode variar de estruturas simples como referências em malha aberta

para as potências ativa e reativa a estruturas complexas com diversos graus

hierárquicos.

O controle de tensão e/ou potência reativa depende da topologia do parque eólico

e da SCR da rede onde o parque será conectado.

Nas regiões de velocidade de vento abaixo da nominal, para se obter a potência

máxima contida nos ventos, se utiliza tipicamente a relação 5.7 como referência de

torque (potência de estator) do aerogerador. Esta relação pode ser implementada

por meio de escalonamento de ganhos ou por uma lei de controle quadrática.

Em alguns estudos pode ser conveniente modelar o sistema de controle da veloci-

dade por um sistema equivalente que reproduza seu comportamento dinâmico.
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Caṕıtulo 6

Projeto dos Controladores

Nos caṕıtulos 2, 4 e 5 foram apresentadas as estruturas de controle do SCEE com

GIDA utilizando o controle vetorial. Este caṕıtulo é dedicado a estabelecer os

critérios de performance do sistema e demonstrar o processo do projeto dos con-

troladores, incluindo posśıveis análises do mesmo.

A seção irá abordar o gerador sob condições nominais e não serão discutidas

situações de contingência como curto-circuitos e rejeições de carga ou o desempenho

de proteções e esquemas de controle a fim de obter o Low Voltage Ride Through

(LVRT).

Os parâmetros da máquina utilizada nesta seção se encontram na tabela A.1 e

os valores utilizados para o elo CC na tabela A.2, ambas abaixo.

6.1 Projeto do Regulador da Tensão do Elo CC

Como visto nos caṕıtulos 1 e 3, os conversores VSC do lado do rotor são alimen-

tados pela tensão de um elo CC em configuração back-to-back. O desempenho dos

conversores depende da capacidade de regulação da tensão CC por parte do conver-

sor do lado sistema. Portanto, é necessário obter um controlador para a tensão no

capacitor e um conjunto de parâmetros iniciais para sua sintonia.

A equação 3.85 descreve o comportamento dinâmico do capacitor no elo CC, que

pode ser reescrita na forma de equação de estado, resultando em:

ẋ = a(zTu1 + y
T
2u2) (6.1)

76



onde:

x := v2c ; z := īcs,dq; u1 := ēcs,dq

a :=
2

CRbase,CC

K ′
c

Kc

u2 := v′r,dq

y2 := i
′
r,dq

O termo yT2u2 é a potência ativa drenada pelo rotor e pode ser modelada como

uma perturbação η. Assim, a equação 6.1 se torna:

ẋ = a(zTu1 + η) (6.2)

O termo zTu1 é a potência ativa fornecida pelo conversor do lado do sistema.

Desprezando as perdas no transformador e nos filtros do CLR, a potência ativa no

conversor obedece a relação abaixo (resultado obtido no caṕıtulo 4):

‖vs‖ics, q = vTcsics
V rq = z

Tu1 (6.3)

onde V é o módulo da tensão terminal do estator (rms, fase-fase)1 e rq é a referência

de corrente em quadratura do CLR (atingida instantaneamente).

Com base na relação acima, a equação 6.2 pode ser reescrita como:

ẋ = a(V rq + η) (6.4)

Utilizando uma lei de controle da forma:

rq = r′q − µx (6.5)

a equação 6.4 se torna:

ẋ = a(V r′q − V µx+ η) (6.6)

1Numericamente apenas, tal fato ocorre em função da escolha de sistema por unidade e trans-
formação de Clarke invariante em potência. Em unidades SI é o valor de pico instantâneo da tensão
fase-neutro.
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e finalmente, considerando V = ‖vs‖ e V̇ ≈ 0, temos:

X(p)

R′
q(p)

=
1

µ

1

( 1
µV a

p+ 1)
(6.7)

A estratégia de definir a variável controlada como o quadrado da tensão do

capacitor e utilizar uma realimentação de estado a fim de aumentar o amortecimento

do sistema (fator µ) foi retirada de [52, 56] (Figura 6.1).

r′q x = v̄2c

rq a
p

µ

Pcs
Wref

−

+

ics,qmin

ics,qmax

pKp+Ki
p

Pr

+

+

V

+

−

Figura 6.1: Sistema de controle da tensão do elo CC.

Para o sistema linearizado de primeira ordem é utilizado o controle por modelo

interno (internal model control, IMC) [1, 68].

A ideia básica é utilizar um controlador da forma:

R′
q(p)

Wref(p)
= C(p) =

ωc
p
P̂−1(p) (6.8)

onde P (p) é o modelo da planta e ωc é a largura de banda desejada para o sistema

em malha fechada.

Portanto, para um sistema de primeira ordem:

P (p) =
K

τp+ 1
(6.9)

o controlador se torna[58]:

C(p) =
ωc
p

(τ̂ p+ 1)

K
=
ωcτ̂

K
+

ωc
pK

= kp +
ki
p

(6.10)
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ou seja, um controlador PI com ganhos:

kp =
ωcτ̂

K
(6.11)

ki =
ωc
K

(6.12)

Aplicando este método acima para o sistema 6.7, resulta em ganhos:

kp =
ωc

âV̂
(6.13)

ki = µωc (6.14)

Com base no resultado acima, o sistema em malha fechada é dado por:

X(p) =
1

( 1
ωc
p+ 1)

Wref(p) +
1

aV µ

p

( 1
ωc
p+ 1)( 1

aV µ
p+ 1)

η(p) (6.15)

caso os parâmetros utilizados sejam próximos dos reais.

Ao escolher µ = ωc
âV̂

e V = 1, temos:

X(p) =
1

( 1
ωc
p+ 1)

Wref(p) +
1

ωc

p

( 1
ωc
p+ 1)2

η(p) (6.16)

Com base na equação 6.2, espera-se que o sistema seja capaz de regular a tensão

do elo CC de maneira robusta e rastrear mudanças de referência de maneira relati-

vamente rápida.

Para a escolha de ωc, adota-se a mesma relação de tempos de subida utilizada em

[53], com o tempo de subida 10 vezes maior que o dos conversores, embora possam

ser utilizados outros valores de tempo de subida para o projeto. O objetivo é que

a malha de controle das correntes do rotor possa ser modelada como instantânea

se comparada à malha de controle da tensão CC, i.e. que a malha de controle da

corrente apresente uma largura de banda muito maior que a de controle da tensão,

semelhante ao procedimento realizado em [78] para o projeto do controle de potência

ativa.

Como será visto adiante, os controladores das correntes de rotor serão ajustados

para que o tempo de subida da resposta ao degrau do sistema em malha fechada

seja de 10ms.

A tabela A.2 contém os valores e bases do sistema CC. Utilizando-os se obtém

os ganhos para o controlador contidos na tabela 6.1.
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Parâmetro Valor
µ 0, 113VA

W
s−1

kpvc 0, 113VA
W
s−1

kivc 2, 6235V A
W
s−2

Tabela 6.1: Parâmetros do controlador da tensão do capacitor do elo CC.

6.2 Projeto do Regulador de Potência Reativa do

CLR

Em condições de operação normais o CLR não é utilizado para o controle de potência

reativa. O objetivo principal do CLR é fornecer a potência ativa suficiente para que

o ńıvel de tensão do elo CC se mantenha constante. Caso se empregue alguma

estratégia que utilize o conversor do lado da rede para fornecer potência reativa,

então a sua curva de capacidade deve ser levada em conta.

Grande parte dos trabalhos sobre o tema não utiliza a capacidade de forneci-

mento de potência reativa do CLR[25, 53]. Nestes trabalhos é representado apenas

o regulador da corrente reativa, mas sua referência é ajustada para zero.

Caso não seja utilizada a capacidade de fornecimento de potência reativa do CLR

e deseja-se utiliza-lo com fator de potência unitário, este pode ser representado como

um integrador puro com ganho alto e referência igual a zero. Dessa forma este irá

regular seu valor de potência reativa em torno de zero de maneira rápida.

Para estudos sobre o controle de tensão e em especial durante um situação

de LVRT, a modelagem do controle de potência reativa do CLR ganha mais im-

portância[25].

6.3 Projeto dos Reguladores das Correntes do

CLM

Em diversos trabalhos constata-se que os conversores das correntes de rotor possuem

resposta muito rápida e que o sistema em malha fechada deve atuar em uma fração

de ciclo (60 Hz). Dessa maneira, estas são sintonizadas para que atendam o seguinte

critério:

Parâmetro Condição Valor
tr ≤ 0, 01 s

Tabela 6.2: Requisito de desempenho dos reguladores das correntes do rotor.
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que leva a [27]:

|Re {p1}| =
1

τ
≥ ln(9)

tr
= 219, 72s−1

Na literatura existem diversas abordagens para o controle dos conversores do

lado do rotor (caṕıtulo 4). Nesta seção será utilizada a abordagem proposta em [58]

para o sistema descrito pela equação 4.28 com os parâmetros da tabela A.1.

Seja a equação que expressa a dinâmica do circuito do rotor quando alinhado à

tensão de estator:

vvr = rri
v
r + sωeJ

(
Lm
Ls
ψv
s + σLri

v
r

)

+

(
Lm
Ls
ψ̇
v

s + σLr
d{ivr}
dt

)

(6.17)

Em p.u. esta torna-se:

v̄vr = r̄rī
v
r + sω̄eJ

(
L̄m
L̄s
ψ̄
v
s + σL̄r ī

v
r

)

+

(
1

ωb

L̄m
L̄s

¯̇
ψv
s + σ

L̄r
ωb

d{īvr}
dt

)

(6.18)

onde ωb é a frequência angular base, numericamente igual à frequência śıncrona, e

o tempo é dado em segundos (o tempo não foi normalizado).

Para facilitar a análise do sistema e o projeto do controlador representa-se a

equação 6.18 na forma2:

ẋ = Ax+Bu+ αJγ + βγ̇

y = Cx (6.19)

onde:

x := ī
v
r

u := v̄vr

γ := ψ̄
v
s

y := ī
v
r

τ̄ =
σL̄r
r̄rωb

α = −sωb
(1− σ)

L̄mσ

β = −(1 − σ)

L̄mσ

A := −1

τ
I − sωbJ =

[

− 1
τ̄

sωb

−sωb − 1
τ̄

]

B :=
ωb
σL̄r

I

C := I

Como descrito no caṕıtulo 4, a aproximação γ̇ ≈ 0 é razoável para um gerador

interligado com um sistema forte. Cabe ressaltar que mesmo em um sistema forte,

tal aproximação não ocorre durante um curto-circuito próximo ao gerador. Para

2Para operação interligada ω̄e ≈ 1.0p.u.
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tal é necessária uma análise mais elaborada, e faz-se necessário um dispositivo de

proteção como o crowbar ou uma lei de controle que contemple este termo[17]. Neste

trabalho esta situação não foi analisada.

Caso seja utilizada uma lei de controle como a da equação 4.27, reescrita na

equação 6.20:

u = u′ + B̂
−1
J(ŝωbx− α̂γ̂) (6.20)

e seus termos estimados sejam iguais aos reais, o sistema da equação 6.19 se torna

linear e desacoplado. Dessa forma, este consiste de dois sistemas SISO idênticos e

com funções de transferência dadas por:

Y (p) =
1

r̄r

1

(τ̄ p+ 1)
U ′(p)

Y (p) = P (p)U ′(p) (6.21)

Utilizando o IMC, propõe-se um controlador na forma:

C(p) =
r̄rωc
p

(τ̄ p+ 1) = r̄rωcτ̄ +
r̄rωc
p

= kp +
ki
p

(6.22)

ou seja, um controlador PI com ganhos:

kp = r̄rωcτ̄ (6.23)

ki = r̄rωc (6.24)

Para o sistema 6.21, de acordo com os dados das tabelas A.1 e 6.2 os ganhos são:

kp = 0, 1819p.u./p.u. (6.25)

ki = 1, 6545p.u./s (6.26)

Parâmetro Valor
kpir 0, 1819p.u.

p.u.

kiir 1, 6545p.u.
s

Tabela 6.3: Parâmetros do controlador das correntes do rotor.

A Figura 6.2 ilustra os resultados obtidos por simulação no aplicativo MATLABr

no ambiente SIMULINK.

Foi simulada uma variação positiva de 20% seguida por uma negativa de 30% na

referências de cada corrente. No instante t = 0, 5 s é aplicado o degrau na corrente

de eixo direto e este é retirado no instante t = 1, 5 s. Para a corrente de eixo em
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(f) Potências ativa e reativa do CLM.

Figura 6.2: Resposta das malhas de corrente de rotor do GIDA simuladas.

quadratura é aplicado e retirado o degrau respectivamente nos instantes t = 1, 0s e

t = 2, 0. É posśıvel observar a influência dos termos cruzados e da perturbação de

carga, assim como a capacidade de rejeição de distúrbios do termo integral (Figura

6.2a).

Na Figura 6.2c é posśıvel observar a influência dos termos cruzados nas potências

ativa e reativa do rotor.

Conforme ilustrado na Figura 6.2b, as variações na tensão no capacitor do elo

CC ocorrem durante demandas de potência ativa no CLM (Figura 6.2f). Na Figura

6.2d se observa a atuação do controle da tensão do elo CC fornecendo a potência
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ativa demandada pelo CLM.

Controlador Proporcional-Integral com compensação de termos cruzados

Caso seja utilizada a lei de controle que possui o controlador PI e a compensação dos

termos cruzados das correntes há um desacoplamento quase total entre as potências

ativa e reativa do GIDA, como pode ser observado nas Figuras 6.3a e 6.3b:
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Figura 6.3: Resposta das malhas de corrente de rotor do GIDA simuladas.

Nota-se que o termo proporcional à corrente de magnetização não compensado

exerce certa influência no valor em regime, ou seja, o controlador PI não é capaz de

rejeitá-lo em regime permanente (Figura 6.3a).

As potências ativa e reativa já se mostram desacopladas (Figura 6.2c), porém a

potência ativa apresenta erro em regime em função da carga.

Controlador Proporcional-Integral com compensação completa

Na última seção foram apresentados os resultados dos controladores das correntes

de rotor com a compensação dos termos cruzados. Entretanto, o termo proporcional

à corrente de magnetização foi omitido da lei de controle.

Ao se adicionar este termo, a resposta dinâmica se torna livre de erros em regime

permanente, como pode ser observado na Figura 6.4a.
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Na Figura 6.4c observa-se que as potências ativa e reativa apresentam acopla-

mento despreźıvel.

Para obter tal performance o CLM apresentou uma demanda de potência ativa

ligeiramente maior; presume-se que esse esforço se deve em função da compensação

dos termos não-lineares (Figura 6.4f). Por consequência, a tensão no capacitor

sofreu maiores variações (Figura 6.4b), demonstrando que um aumento no esforço

de controle para regular as correntes implica em um aumento de atividade e carga

no elo CC (6.4d) .

0 1 2 3 4
0.4

0.5

0.6

0.7

0.8

0.9

1

1.1

Tempo [s]

C
or

re
nt

e 
[A

]

Correntes de rotor − SVO

 

 
i
rd

i
rq

i
rd

ref

i
rq

ref

(a) Correntes de rotor e referências.

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
0.94

0.95

0.96

0.97

0.98

0.99

1

1.01

1.02

1.03

1.04
Tensão do Capacitor do Elo CC

V
c [p

.u
.]

Tempo [s]

(b) Tensão do capacitor.

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
1.2

1.3

1.4

1.5

1.6

1.7

1.8

1.9

2

P
s [M

W
]

Tempo [s]

Potências de Estator

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
0

0.1

0.2

0.3

0.4

0.5

0.6

0.7

0.8

Q
s [M

va
r]

(c) Potências ativa e reativa de estator.

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
0.1

0.1375

0.175

0.2125

0.25

0.2875

0.325

0.3625

0.4

P
cs

 [M
W

]

Tempo [s]

Potências fornecidas pelo CLR

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
0.005

0.0069

0.0088

0.0106

0.0125

0.0144

0.0163

0.0181

0.02

Q
 [M

va
r]

(d) Potências ativa e reativa do CLR.

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
−0.25

−0.2

−0.15

−0.1

−0.05

0

T
en

sã
o 

[p
.u

.]

Tempo [s]

Tensões do rotor no referencial síncrono

 

 

v
rd

v
rq

(e) Tensões do rotor.

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
0.2

0.225

0.25

0.275

0.3

0.325

0.35

0.375

0.4

P
r [M

W
]

Tempo [s]

Potências fornecidas pelo CLM

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4
0.1

0.15

0.2

0.25

0.3

0.35

0.4

0.45

0.5

Q
r [M

va
r]

(f) Potências ativa e reativa do CLM.

Figura 6.4: Resposta das malhas de corrente de rotor do GIDA simuladas.
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6.4 Projeto dos Reguladores das Potências Ativa

e Reativa do CLM

No caṕıtulo 5 foram apresentados os reguladores das potências ativa e reativa. O

uso destes é opcional e varia de acordo com: a aplicação do aerogerador, requisitos

de integração com a rede e a filosofia de cada fabricante.

Por outro lado, seu uso apresenta vantagens dependendo do grau de conheci-

mento das perdas no parque eólico e dos parâmetros do gerador. Além disso, o

esquema de controle de tensão do parque, os tempos de atraso de comunicação e

a capacidade de curto podem influenciar no uso ou não do regulador de potência

reativa.

Para obter-se um conjunto de parâmetros para o ajuste dos controladores, tipi-

camente se assume que os reguladores das correntes de rotor direta e em quadratura

foram sintonizados de forma que apresentem ganho estático unitário e não possuam

sobrepasso. Em seguida, são modelados como um processo de primeira ordem com

constante de tempo 4 vezes menor que o tempo de assentamento da malha interna.

O sistema em malha fechada então é sintonizado para que responda como um sis-

tema de primeira ordem criticamente amortecido com tempo de resposta de 70ms

[74] ou um valor cerca de dez vezes maior que o tempo de resposta da malha interna

[77].

Com base nas considerações acima, considera-se que os reguladores de corrente

foram sintonizados de forma a apresentar um tempo de assentamento de ts em malha

fechada. Estes são então modelados como um processo na forma:

Irx(p)

Irx, ref(p)
=

1
ts
4
p+ 1

(6.27)

onde x determina se a grandeza está em fase ou em quadratura3.

A partir das expressões das potências (equações 5.1 e 5.2), estas são relacionadas

com as referências das correntes de rotor por:

Ps(p)

Irq, ref(p)
= −Lm‖vs‖

Ls

1
ts
4
p+ 1

(6.28)

Qs(p) = −Lm‖vs‖
Ls

1
ts
4
p+ 1

Ird, ref(p) +
1

ωeLs
‖vs,dq‖2 (6.29)

sendo que ˙‖vs‖ ≈ 0.

Ao utilizar controladores PI nos sistemas 6.28 e 6.29, para que estes possuam

3e.g.’d’ para direto e ’q’ para quadratura
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amortecimento cŕıtico e tempo de assentamento igual a t′s em malha fechada, é

simples demonstrar que os ganhos proporcional e integral são dados por:

kp = −ts
t′s

Ls
Lm‖vs‖

(6.30)

ki = − 4

t′s

Ls
Lm‖vs‖

(6.31)

e, em malha fechada, estes se tornam:

Ps(p)

Ps, ref(p)
=

1
t′s
4
p+ 1

(6.32)

A influência do termo 1
ωeLs

‖vs,dq‖2 na potência reativa é determinada por:

Q′
s(p) =

1

ωeLs
‖vs,dq‖2

p
t′s
4
p+ 1

(6.33)

revelando que caso este seja constante, sua influência é nula na potência reativa.

Para uma máquina com os dados da tabela A.1 e com o controlador das correntes

de rotor proposto acima com os parâmetros da tabela 6.3, o tempo de assentamento

observado para o processo pelas simulações acima é de :

ts ≈ 35ms (6.34)

levando ao modelo de uma planta de primeira ordem com constante de tempo τ =

8, 75ms, bastante próxima do valor projetado.

Dessa forma, para se obter um tempo de assentamento de 70ms, os valores dos

ganhos proporcional e integral adotados foram4:

kp = −0, 78p.u. (6.35)

ki = −90, 0p.u./s (6.36)

A Figura 6.5 ilustra o desempenho do sistema em malha fechada perante va-

riações nas referências das potências ativa e reativa. No instante de tempo t = 1, 0s

foi reduzida a potência reativa em 0, 35Mvar, passando a operar em fator de potência

próximo do unitário, e no instante t = 2, 0s foi aumentada em 0, 35Mvar. No ins-

tante de tempo t = 1, 5 ocorre uma ordem de redução de 0, 35MW e no instante

t = 2, 5s foi comandado um aumento do mesmo valor (Figura 6.5c).

4O uso de sistemas p.u. diferentes combinados ao uso de transformadas de Clarke invariantes
em potência ou amplitude pode alterar esses ganhos por um fator de 3/2,

√

3/2, 2/3 ou
√

2/3.
Para esse estudo foi observado um fator adicional de 3/2 dos ganhos originais.
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6.5 Projeto do Regulador de Tensão

O Submódulo 3.6 do Procedimento de Rede do ONS (revisão 1.1) [51] apresenta

critérios de desempenho de geradores śıncronos pertencentes a usinas hidroelétricas

para quatro condições de operação. As quatro condições a serem atendidas são:

1. gerador em vazio: equipamento com os terminais isolados do barramento de

conexão ou com geração de potência nula;

2. gerador em carga: equipamento com os terminais ligados ou barramento de

conexão;

3. gerador durante rejeição de carga: equipamento em carga com redução ins-

tantânea não-intencional de carga de potência ativa; e

4. gerador durante curto-circuitos: equipamento em carga com redução brusca

da reatância para terra.

O foco do estudo é o projeto dos controladores com o gerador em carga sob

condições operativas nominais e tentar satisfazer os critérios de desempenho com a

estrutura mais simples posśıvel com uma boa margem de operação estável.
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Figura 6.5: Resposta das malhas de potências ativa e reativa do GIDA simuladas.
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Gerador em Vazio

Omodelo do GIDA em vazio é obtido considerando is = 0, o que implica em eliminar

as perturbações γ e γ̇ da equação 6.19 e modificar a constante de tempo do sistema

linearizado (constante de tempo de rotor com circuito aberto). O sistema em malha

aberta resultante é idêntico ao da equação 6.19 com o parâmetro σ igual a 1.

Além disso, em regime permanente a tensão terminal é função direta da corrente

de campo:

V̄t = v̄vs = ψ̄vsdω̄e

ψ̄vsd = Lmī
v
rd

V̄t = Lmī
v
rd (6.37)

O cancelamento dos termos cruzados por realimentação não ocorre quando este

está em vazio, pois este ocorria para sk onde k = σL̂r, e nesta situação o valor real

da indutância é de k = L̂r.

Como as condições de operação da máquina em vazio são bem controladas, pode-

se considerar que esta seja comandada para operar com escorregamento forçado em

zero (i.e. s = 0).
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Figura 6.6: Tensões terminal e interna e resposta das malhas de corrente de rotor
simuladas com o AVV em vazio.

Com o gerador em vazio o ajuste proposto anteriormente não resultará mais em

um sistema de primeira ordem quando em malha fechada. O efeito é equivalente ao

de se posicionar o zero do regulador PI em uma frequência uma década maior. O

cancelamento dos termos cruzados torna-se menos eficiente pois apenas uma parte

é compensada.

Nas Figuras 6.6 estão ilustradas a variação da tensão terminal e a resposta dos re-

guladores de corrente de rotor. A Figura 6.6b ilustra a resposta ao degrau da tensão
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terminal. Esta apresentou um tempo de assentamento e sobrepasso de aproximada-

mente 0, 5s e 15% respectivamente. Ao comparar com o desempenho requerido de

uma excitatriz de geradores śıncronos, tabela 6.4, o valor de sobrepasso deveria ser

reduzido.

Parâmetro Condição Valor
ts ≤ 1, 0 s

P. O. ≤ 10%

Tabela 6.4: Requisito de desempenho da resposta da tensão terminal com a máquina
em vazio para os reguladores das correntes do rotor.

Após um aumento de duas vezes no valor do ganho proporcional dos reguladores,

a tensão terminal atende às especificações com o mesmo valor de tempo de assenta-

mento, mas com sobrepasso de 10% (Figuras 6.7a, 6.7b e 6.8). Vale ressaltar que o

sistema ainda mantém o critério de tempo de subida menor que o especificado.
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Figura 6.7: Tensões terminal e interna do GIDA e resposta das malhas de corrente
de rotor no aplicativo MATLAB.

Há de se esclarecer que tal análise foi feita apenas para estudos de sensibilidade da

máquina e não há especificação sobre o desempenho dinâmico de geradores eólicos

em vazio nos códigos de rede atuais. A escolha de alterar os ganhos é opcional,

podendo talvez influenciar durante uma rejeição de carga, mas tal análise foge do

escopo do estudo.

Gerador em Carga

Em [41] é apresentado o projeto detalhado acerca do controle de tensão de uma

usina eólica. Em seu estudo o autor aponta que os fatores cŕıticos são basicamente

o tempo de comunicação entre os equipamentos, em função da alta modularidade

do parque eólico, e a SCR da rede a qual a usina será interligada. O desempenho
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Figura 6.8: Tensões do rotor referenciadas pelo estator no referencial śıncrono no
aplicativo MATLAB.

dinâmico do regulador de tensão do gerador é bastante dependente da carga; o valor

desta pode ser tal que torne o sistema instável para uma condição de operação.

O sistema completo é modelado pelos componentes:

• gerador eólico: é modelada apenas a dinâmica mais lenta, como as malhas de

controle de potência reativa ou controle de tensão local;

• equipamentos de comunicação e discretização do controle: são modelados como

tempo-morto puro t́ıpico de 150ms e depois aproximados pela função de Padé

de primeira ordem [41];

• sistema elétrico simplificado: valor aproximado das reatâncias série do gerador

ao ponto de conexão comum;

• sensor de tensão terminal rms: filtro de primeira ordem com constante de

tempo t́ıpica de 20ms (atenua em pelo menos 20dB sinais de frequências mai-

ores que 80Hz); e

• regulador de tensão: estrutura variante como discutido no caṕıtulo 5.

Para um único gerador o tempo de comunicação e discretização do controle

podem ser desprezados; os demais itens são considerados.
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Figura 6.9: Modelo simplificado do parque eólico.

Turbina e Controle de Pot. Reativa:

O modelo da turbina representa apenas o polo mais lento do GIDA5, ou seja um

sistema de primeira ordem.

Rede:

Considera-se que a queda de tensão nos elementos do sistema é dada por6:

∆v0 = Zi0 (6.38)

No referencial alinhado à tensão terminal do gerador a relação se torna:

∆vv = Ziv (6.39)
[

0

vvsq

]

=

[

Rg −Xg

Xg Rg

][

isd

isq

]

(6.40)

que leva a

∆vvsq ≈ Xgi
v
g

ivg ≈ ivs (6.41)

com Xg = Xsistema.

Sistema em malha fechada:

5Polo que possua a parte real com o menor módulo.
6O sobrescrito ’0’ pode ser intercambiado com ’e’, indicando que a grandeza está no referencial

śıncrono.

92



Supondo Vt = ‖vs‖ e ‖vvbinf +∆vv‖ ≈ vvbinf,q +∆vsq, o sistema completo pode ser

descrito para pequenas pertubações por:

VPCC(p)

Vt, ref(p)
=

C1(p)G2(p)Xsistema(1 + τmp)

1 + τmp+ C1(p)G2(p)Xsistema
(6.42)

O sistema abordado possui um controlador de potência reativa que em conjunto

com a dinâmica da planta se comportam como um processo de primeira ordem

(G2(p)). Dessa maneira, a expressão 6.42 se torna:

VPCC(p)

Vt, ref(p)
=

C1(p)Xsistema(1 + τmp)

(1 + τmp)(1 + τG2
p) + C1(p)Xsistema

(6.43)

Supondo um controlador proporcional puro (estatismo puro) temos:

VPCC(p)

Vt, ref(p)
=

(
1

τmτG2

)
KeXsistema(1 + τmp)

p2 + ( 1
τm

+ 1
τG2

)p+ KeXsistema+1
τmτG2

(6.44)

Desde que o sistema permaneça na região de validade do modelo linearizado,

a expressão 6.44 mostra que o sistema em malha fechada é estável para quaisquer

valores de SCR e de estatismo.

A fim de satisfazer os critérios estabelecidos na tabela 6.4 o produto Kef =

KeXsistema deve ser tal que:

ζ ≥ 1
√

1 + ( π
ln(0,1)

)2
= 0, 6 (6.45)

ζωn ≥4 (6.46)

As simulações até então foram realizadas considerando uma capacidade de curto-

circuito da ordem de 176,12 p.u.MVA na base da máquina7. Caso seja adotado

estatismo de tensão de 5%, essa capacidade de curto-circuito (SCC, Short Circuit

Capacity [23]) resulta em um ganho efetivo de:

Kef = KeXsistema =
1

0, 05× SCC
=

1

8, 806
= 0, 11p.u. (6.47)

Supostamente o sistema linearizado com os valores τm = 15ms e τG2
= 12, 5ms

deve apresentar:

ζ ≈ 0, 9592 (6.48)

Re {p1,2} ≈ −73, 8 (6.49)

7Barra infinita com reatância de 0,34 p.u. na base 100MVA.
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Figura 6.10: Resposta do regulador de tensão do GIDA para uma SCC de 176
p.u.MVA.

A Figura 6.10e ilustra a resposta do regulador a uma ordem de aumento de

0, 05p.u. da tensão no instante t = 1s seguida de uma ordem de redução de 0, 1p.u.

no instante t = 2s. Nota-se que o gerador não atende à ordem pois este atinge o

seu limite de fornecimento de potência reativa que é de ±0, 55Mvar (Figura 6.10c).

Portanto, não é posśıvel obter a regulação de tensão desejada em função da SCC do

sistema.

A resposta do GIDA para o mesmo evento ilustrado na Figura 6.10 é apresentada

na Figura 6.11, porém em um sistema com SCC de 17,6 p.u. na base da máquina.

Embora ainda haja saturação da capacidade de fornecimento de potência reativa

(Figura 6.11c), o gerador é capaz de variar em torno de 2, 5% do valor nominal de

tensão com resposta criticamente amortecida com tempo de assentamento menor
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Figura 6.11: Resposta do regulador de tensão do GIDA para uma SCC de 17,6
p.u.MVA.

que 1 segundo (Figura 6.11d).

Agora, em sistema com SCC em torno de 1,76 p.u.MVA na base do gerador, o

sistema é capaz de controlar a tensão sem que seu fornecimento de potência reativa

sature (Figura 6.12c). Entretanto, a resposta é pouco amortecida (ζ ≈ 0, 016), pois

apresenta sobrepasso da ordem de 95% para a variação positiva e valor muito maior

para a variação negativa.

É posśıvel melhorar o desempenho dinâmico de forma a obter uma faixa maior

de SCCs onde a resposta seja satisfatória [41] (i.e. o emprego de um compensador

lead-lag em série com o ganho de estatismo, regulador PI com compensação de queda

de tensão). Nas obras mais recentes acerca do controle de tensão de parques eólicos

tem sido adotada a filosofia do controle rápido de tensão, por meio de regulador de

tensão local como descrito no caṕıtulo 5 ilustrado na Figura 5.5, em conjunto com

uma malha externa de controle secundário de tensão. Tal estratégia é denominada

controle de tensão distribúıdo em [28, 41]. Em [35] é apresentada uma variação para

o controle local rápido de tensão com uma malha externa de potência reativa a ńıvel

de gerador com uma malha externa de controle secundário de tensão.

Um estudo comparativo das estratégias de controle de tensão foge do escopo deste

estudo. Para uma discussão detalhada sobre o assunto é recomendada a leitura de
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Figura 6.12: Resposta do regulador de tensão do GIDA para uma SCC de 1,76
p.u.MVA.

[28].

6.6 Projeto do regulador de Velocidade do Rotor

No caṕıtulo 2 foi apresentada a estratégia de rastreamento da potência máxima

dos ventos. Em velocidades de vento menores que a nominal, o equipamento deve

variar a velocidade de sua turbina para que esta atinja a velocidade rotacional que

correspondente a RVP ótima.

Para atingir a potência máxima foram apresentados alguns métodos para relacio-

nar o torque e a velocidade da máquina de maneira que esta atinja o MPP (Caṕıtulo

5).

Nesta seção será apresentado sistema de controle de regulação da velocidade por

meio do torque elétrico da máquina que consoante discutido, apresenta potencial

para resposta muito mais rápida que o controle do ângulo de passo.

Embora uma resposta com tempos de subida e de assentamento adequados sejam

desejados, o modelo considerado despreza uma série de fatores que podem influen-

ciar caso a resposta seja rápida demais. Considerações semelhantes às referidas no

caṕıtulo 2 acerca do controle do ângulo de passo são tomadas para a sintonia das
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malhas do controle de velocidade, por exemplo: os esforços mecânicos no sistema de

transmissão e nas próprias pás. Uma resposta rápida pode ser interessante do ponto

de vista energético (rastreamento do ponto de potência máxima), mas prejudicial

para a manutenção do equipamento.

Em [15, 43, 62] se utiliza uma representação simplificada dessas limitações. Esta

consiste de um filtro de primeira ordem com frequência de corte t́ıpica em 20rad/s

com limites na taxa de variação da potência ativa e nos valores máximos e mı́nimos

da mesma (Figura 6.13).

ωr

ωrref

Temax

Temin

PgordTeref
PI

Temax

Temin

Pgref Psref 1
2Hp

−

+

Tm

−

+

G1(p)÷
N

D1
τpcp+1

Ṗg,max, Pg,max

Ṗg,min, Pg, min

Ps,max

Ps,min

Figura 6.13: Sistema de controle da velocidade do rotor em malha fechada. No
bloco com o sinal de divisão a entrada sinalizada com N é o numerador e a entrada
sinalizada com D é o denominador. A figura apresenta a convenção de motor e as
grandezas estão em p.u.

A Figura 6.13 apresenta a planta do sistema a ser controlado. O bloco represen-

tado como G1 é o modelo do sistema de regulação da potência ativa do estator em

malha fechada.

Como abordagem inicial, despreza-se a influência de G1(p) na resposta dinâmica

pois a malha possui uma escala de tempo diferente daquela do sistema mecânico [9].

Então, o sistema é descrito por:

2Hω̇r = Tm − Te (6.50)

Ps = Te,ref (6.51)

Utilizando uma lei de controle na forma:

Te,ref = kp(bωr, ref − ωr) + kiz (6.52)

ż = ωr, ref − ωr (6.53)

e fazendo τ = kp/ki e K = ki, a dinâmica da velocidade da turbina em malha

fechada é expressa por:

Ωr(p) =
1

2Hp

(

−Tm(p)−K
(τp + 1)

p
Ωr(p) +K

(bτp + 1)

p
Ωr, ref(p))

)

(6.54)
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e esta pode ser reescrita como:

Ωr(p)

(

p2 +
Kτ

2H
p+

K

2H

)

= − p

2H
Tm(p) +K

(bτp + 1)

2H
Ωr, ref(p) (6.55)

Conforme enfatizado em [74], o fator b no controlador da velocidade permite

remover o zero da função de transferência final. Segundo [85], como o sistema a ser

controlado possui apenas um integrador, um regulador IP ([1]) é suficiente para o

controle8. Os mesmos autores propõem um tempo de assentamento à resposta ao

degrau da ordem de 4s.

Tornando o termo b da equação 6.55 igual a zero, por inspeção conclúı-se que os

ganhos proporcional e integral são dados por:

kp = 4Hζωn (6.56)

ki = 2Hω2
n (6.57)

Como ts ≈ − ln(0,02)
ζωn

, ao escolher ζ = 1 se obtém9:

kp = 14, 0
W

VA
(6.58)

ki = 9, 0
W

sV A
(6.59)

Nas Figuras 6.14d e 6.14c pode-se observar a relação entre a potência ativa e a

velocidade do rotor. No instante t = 1s foi comandada uma variação de −0, 05p.u.

na velocidade do rotor da máquina. A potência elétrica aumenta momentaneamente

a fim de reduzir a velocidade do rotor e em seguida retorna ao valor inicial.

8Variação do controlador PI sem contribuição da referência no termo proporcional. Esta forma
evita a variação brusca de uma mudança de referência[66], proporcionando uma partida suave.

9O valor do ganho integral foi alterado ligeiramente para evitar sobrepasso. Tal medida foi
necessária, pois a expressão para o tempo de assentamento é aproximada.
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Figura 6.14: Resposta do regulador de velocidade do GIDA .

6.7 Conclusões

É posśıvel obter relações aproximadas para o ajuste dos reguladores das diversas

malhas de acordo com o desempenho especificado sem que haja conflito entre estas.

Para o controle das correntes do rotor foi necessário compensar seus termos de

acoplamento entre fases e de contra força eletromotriz, pois estes influenciam na

capacidade do gerador de fornecer potência ativa e reativa de maneira desacoplada.

A largura de banda desses controladores deve ser alta, mas dentro de faixas de

frequência contempladas pelo modelo utilizado, pois há fenômenos que não foram

modelados que podem afetar a estabilidade do sistema como um todo.

É posśıvel controlar as potências ativa e reativa sem que haja erro em regime

permanente com um tempo de assentamento próximo de 100ms com relativa folga.

O controle da velocidade do rotor do gerador pode ser ajustado de forma que o

sistema em malha fechada apresente uma resposta muito rápida. Esse critério fre-

quentemente vai de encontro com requisitos de integridade do sistema como esforços

aerodinâmicos e estruturais. Portanto, é importante incluir no modelo limitações e

demais efeitos que permitam obter um comportamento coerente em simulações para

avaliar o desempenho dinâmico do sistema elétrico.

Há diversas filosofias para o controle de tensão, entretanto algumas são mais
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dependentes do SCR do que outras. Dessa forma é necessário considerar a variação

que da capacidade de curto que pode ocorrer a fim de evitar respostas muito lentas,

oscilatórias ou em alguns casos instáveis.

Foram apresentadas algumas metodologias para obter os valores em função dos

parâmetros do aerogerador e das condições da rede. É importante considerar que

há saturações, não-linearidades e limitações que podem alterar o comportamento

durante condições operativas não-usuais. Para tanto é necessário um estudo mais

aprofundado.
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Caṕıtulo 7

Conclusões

Neste trabalho o AVV com GIDA foi modelado para estudos da estabilidade tran-

sitória de sistemas elétricos de grande porte. Foram apresentadas algumas das es-

truturas de controle adotadas recentemente e, em seguida, foram obtidas expressões

para os parâmetros dos controladores em função dos requisitos de desempenho.

Apresentou-se a teoria básica de extração da potência dos ventos por meio da

teoria dos momentos, assim como as expressões para a potência aerodinâmica e

sua relação com o ângulo de passo e RVP. Por meio das curvas de desempenho da

turbina, foram especificadas suas regiões de operação, assim como as estratégias de

controle adotadas em cada uma delas. Para modular a eficiência da extração da

potência dos ventos utilizou-se um controlador para o ângulo das pás, que possui

uma limitação na velocidade de atuação da ordem de ±10◦/s (caṕıtulo 2).

Foi apresentada uma modelagem genérica para o sistema de controle de veloci-

dade que reproduz o seu comportamento em estudos de estabilidade transitória de

sistemas de transmissão de grandes blocos de energia, como em [15, 43, 60]. Além

do modelo para o sistema de controle, foram apresentados métodos para o ajuste de

seus reguladores. Estes foram retirados de trabalhos presentes na literatura sobre o

controle e modelagem do GIDA, cada um com determinado foco.

De acordo com a literatura, em situações de contingência, ocorre certa interação

entre as malhas de controle do ângulo de passo e do torque elétrico como relatado

em [43, 47], porém em situações operativas normais, estas atuam em regiões de

velocidade de vento distintas, como apresentado no caṕıtulo 2.

Além do modelo próprio para a análise da estabilidade eletromecânica, foram

inclúıdos limites nas ordens de potência elétrica e mecânica de modo a reproduzir

limitações do equipamento real a fim de manter a integridade do equipamento[62],

assim como uma variante do controlador PI para o controlador da velocidade, de

modo a obter uma partida suave para variações na referência de velocidade do rotor

(inclusão de um fator na parte proporcional [1, 66, 85]).

A máquina de indução duplamente alimentada foi modelada assim como seus
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conversores e, a partir de um modelo de 5a ordem, foram obtidos modelos mais

simples para simulação e controle de sistemas de larga escala, estes amplamente

discutidos na literatura(caṕıtulo 3).

Para o controle das correntes do rotor foi utilizado o controle vetorial. Dentre as

orientações mais utilizadas para o controle vetorial do GIDA estão a SVO e a SFO

(caṕıtulo 4). Neste mesmo caṕıtulo se encontra a análise simplificada, cujo resultado

infere que a SFO apresenta problemas de estabilidade durante afundamentos de

tensão graves, pois em função do valor da corrente de rotor de eixo direto, o fluxo

de estator tende a aumentar sem limite. Na seção 4.4.1, o limite teórico do valor da

corrente de rotor de eixo direito que leva à região de equiĺıbrio instável foi obtido com

base nas considerações de [16], entretanto em trabalhos mais recentes se discute o

efeito da dinâmica das malhas de corrente do rotor na estabilidade da orientação[14,

42].

A partir dos resultados das simulações, constatou-se que a compensação feed-

forward é fundamental para o desacoplamento das potências ativa e reativa do esta-

tor, assim como o conhecimento dos parâmetros da máquina é para o desempenho

dinâmico das malhas de corrente do rotor. Tal fato torna o desempenho do controle

vetorial dependente do conhecimento dos parâmetros da máquina. Além disso, a

capacidade de curto circuito do sistema elétrico exerce grande influência no desem-

penho dinâmico das correntes de rotor, assim como a condição de carga do sistema,

pois a variação da tensão do sistema interfere na corrente de magnetização.

Para o controle de tensão verificou-se que o ńıvel de curto circuito do sistema in-

fluencia tanto na capacidade de controle de tensão do parque (em função da limitação

de fornecimento de potência reativa) quanto no amortecimento da malha de con-

trole de tensão (inclusive na estabilidade, dependendo dos atrasos de comunicação

dos equipamentos no parque eólico). No caso analisado (caṕıtulo 6), ao aplicar um

degrau de 5% na tensão de referência a resposta variou de sobre-amortecida a osci-

latória, de forma que a SCC pode inclusive inviabilizar a estratégia de controle de

tensão utilizada dentre as utilizadas em [15, 28].

Nas simulações realizadas, incluiu-se o efeito de saturação dos conversores de

acordo com a tensão do elo CC, utilizando a modelagem de fontes de tensão como

em [61–63]. No projeto do sistema de controle, empregou-se uma estratégia com

base na linearização da equação de equiĺıbrio das potências ativa do rotor e do

CLR [52, 56]. O controlador se mostrou capaz de regular a tensão do elo CC para

pequenas perturbações com tempo de subida próximo do projetado.

Entretanto, as expressões anaĺıticas para a sintonia deste controlador pressupõem

o conhecimento dos parâmetros e que estes variem pouco em torno dos valores

nominais. Dessa forma, nota-se nas simulações que seu desempenho dinâmico muda

com o ponto de operação, isto é, com a tensão terminal do gerador (tensão de
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estator).

Foram apresentados critérios de desempenho obtidos na literatura do controle de

aerogeradores, assim como estratégias de controle, topologias e expressões simplifi-

cadas para o ajuste inicial das malhas, todas em condição operativa normal e/ou

sob pequenas perturbações.

Como observado nos resultados de simulação, os valores iniciais para os

parâmetros dos controladores atendem aos critérios de resposta dinâmica descri-

tos nos procedimentos de rede com relativa folga. A exceção ocorre para o controle

de tensão, onde o ńıvel de curto circuito do sistema pode inviabilizar o cumprimento

dos requisitos de desempenho para o sistema em malha fechada. Em tal caso, seriam

necessários equipamentos adicionais no parque eólico para satisfazer os critérios de

desempenho dinâmico.

7.1 Trabalhos Futuros

Como trabalhos futuros são propostos:

• analisar a interação entre os controladores do sistema completo do gerador;

• considerar uma estratégia com a colaboração do conversor do lado da rede

para o controle de tensão e fornecimento de potência reativa, especialmente

durante curtos;

• adicionar estruturas que tornem o GIDA capaz de responder e contribuir

às variações de frequência da rede, tornando-o participante do controle de

frequência-potência do sistema;

• incluir a capacidade de LVRT nos critérios para obtenção dos parâmetros dos

reguladores e/ou aprimorar a estrutura destes de acordo com as estratégias já

existentes;

• realizar estudos sobre a contribuição dos parques eólicos no controle de tensão

secundário da área onde se encontra; e

• propor controladores avançados para que o controle de tensão seja menos afe-

tado pela capacidade de curto circuito da rede.
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Apêndice A

Dados Utilizados

Os parâmetros da máquina utilizada se encontram na tabela A.1 abaixo:

Parâmetro Valor
Vφφ, base 690V
S3φ, base 1, 758MVA
fbase 60Hz

rs 7, 5× 10−3p.u.
rr 7, 53× 10−3p.u.
Lsσ 12, 854× 10−2p.u.
Lrσ 18, 925× 10−2p.u.
Lm 282, 1× 10−2p.u.
σ 0, 1037

Tabela A.1: Parâmetros de um gerador de 1,76 MVA referidos pelo estator.

Os parâmetros do elo CC utilizado se encontram na tabela A.2 abaixo:

Parâmetro Valor
Vbase,CA 1 = Vφφ, base 690V
Vbase,CA 2 = Vφφ, base 400V
Sbase,CA = S3φ, base 1, 758MVA

Vbase,CC 1, 1kV
Pbase,CC 0, 16MW
Rbase,CC 6, 875Ω

C 15, 0× 10−3F

Kf

√
6/π

Kc 1 1, 24
Kc 1 2, 14
K ′
c 1 13, 66

K ′
c 2 23, 56

Tabela A.2: Parâmetros do elo CC B2B utilizado.
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Os parâmetros do regulador de velocidade genérico e da turbina são apresentados

na tabelaA.3 abaixo:

Parâmetro Valor
ρar 1, 225kg/m3

Rr (raio) 43, 0m
p (polos) 6

Ng 79, 89
H 3, 5 sW

V A

τp 0, 1s
βmax 20◦

βmin 0◦

β̇max 5◦

β̇min 5◦

Kip 70, 0
Kpp 140, 0
Kic 15, 0
Kpc 20, 0
Pmax 1.0p.u.

Tabela A.3: Parâmetros da turbina e regulador de velocidade utilizados.
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Apêndice B

Conceitos de Máquinas Elétricas

Aqui são apresentados alguns conceitos de máquinas elétricas de corrente alternada.

É assumido que o leitor possui conhecimento da teoria de circuitos elétricos, circuitos

magnéticos e noções de eletromagnetismo.

B.1 Equações de um Circuito Indutor e Resistor

Série

Seja um circuito composto por um resistor e um indutor em série 1 como o apresen-

tado na Figura B.1:

Figura B.1: Circuito elétrico composto por resistor e indutor em série.

O seu comportamento dinâmico é descrito pelas equações:

v(t) = Ri(t) + φ̇(t)

φ(t) = Li(t)

onde v(t) é a tensão da fonte, i(t) é a corrente do circuito e φ(t) é o fluxo magnético

contido no enrolamento do indutor.

Seja um circuito trifásico em configuração estrela, onde o circuito de cada ramo

é constitúıdo por um circuito RL série alimentado por uma força eletromotriz e em

1Comumente chamado de circuito RL série
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série, conforme ilustrado na figura B.2.

Figura B.2: Circuito resistor-indutor trifásico magneticamente acoplado.

Assim como no caso do circuito anterior, podemos descrever seu comportamento

dinâmico por meio de um sistema de equações diferenciais e algébricas:

va(t) = Ria(t) + φ̇a(t) + ea(t)

vb(t) = Rib(t) + φ̇b(t) + eb(t)

vc(t) = Ric(t) + φ̇c(t) + ec(t)

φa(t) = Lia(t) +Mabib(t) +Macic(t)

φb(t) =Mbaia(t) + Lib(t) +Mbcic(t)

φc(t) =Mcaia(t) +Mcbib(t) + Lic(t)

onde as tensões, correntes e fluxos são funções da forma f : R+ → R e os parâmetros

M representam a influência do acoplamento magnético entre os indutores. Podemos

arranjá-las em forma matricial, definindo os vetores:

e(·) := (ea(·), eb(·), ec(·));
v(·) := (va(·), vb(·), vc(·));
i(·) := (ia(·), ib(·), ic(·));
φ(·) := (φa(·), φb(·), φc(·));
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que são funções da forma f : R+ → R
3.

Com o novo arranjo, as equações do circuito podem ser reescritas como:

v(t) = Ri(t) + φ̇(t) + e(t)

φ(t) = Li(t)

onde os elementos das matrizes R e L dependem das caracteŕısticas geométricas e

dos materiais dos circuitos elétricos e magnéticos.

B.2 Onda de Força Magnetomotriz

Esta seção descreve o conceito de onda de força magnetomotriz (fmm)2. Para o

desenvolvimento foi utilizado o material descrito em [8, 36, 39, 50].

Hipóteses do modelo:

• A geometria das ranhuras não afeta o campo ~B;

• Despreza-se o efeito das extremidades do cilindro nos campos e fluxos;

• A espessura do entreferro é pequena o suficiente para aproximar o campo neste

como radial;

além das consideradas no caṕıtulo 3.

Figura B.3: Modelo simplificado de máquina trifásica com apenas um enrolamento
por fase e apenas um par de polos.

Considere um circuito trifásico como o da Figura B.2, um cilindro oco com

espessura d, raio médio rs e comprimento ℓ e um cilindro maciço com raio rr e

2Embora possua a palavra força em seu nome, esta não é uma grandeza vetorial, mas sim uma
grandeza escalar obtida por meio da definição de fluxo magnético e de simplificações da equação
integral de Amperè-Maxwell para um circuito magnético.
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comprimento ℓ com ranhuras possuindo enrolamentos afastados espacialmente em

120◦ espaciais de acordo com a Figura B.3.

Figura B.4: Linhas de campo de ~H no plano frontal do modelo de máquina.

Analisando a seção frontal da Figura B.3 obtemos a Figura B.4, onde estão

ilustradas de maneira rudimentar as linhas de força dos campos intensidade ( ~H) de

cada fase, inclusive no entreferro.

Desprezando duas fases quaisquer na Figura B.4, observa-se que uma fase cria

um campo intensidade no entreferro como o ilustrado na Figura B.5. Este campo
~H gera uma fmm no entreferro dada por Fag(t, θ) = Fm(t)rect(

θ
π
).

A série de Fourier dessa onda é dada por:

Fag(t, θ) =
2Nik(t)

π

∞∑

n=0

(−1)n

2n+ 1
cos((2n+ 1)θ)

Considerando apenas a componente harmônica principal, observa-se que a força

magnetomotriz no entreferro é dada por:

Fag(t, θ) =
2Nik(t)

π
cos(θ)
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Figura B.5: Linhas de campo de ~H no plano frontal do modelo de gerador e fmm
no entreferro.

Caso seja aplicada uma corrente ik(t) = 2
√
2Is cos(2πf1t + ϕi1), a força magne-

tomotriz será:

Fag(t, θ) =
2
√
2NIs
π

cos(2πf1t+ ϕi1) cos(θ)

=

√
2NIs
π

[cos(2πf1t+ ϕi1 + θ) + cos(2πf1t+ ϕi1 − θ)]

= F−
ag(t, θ) + F+

ag(t, θ)

onde F−
ag(t, θ) é a equação de uma onda senoidal com comprimento de onda 2π e

frequência f1 que se desloca no sentido trigonométrico no entreferro da máquina,

assim como F+
ag(t, θ) se desloca no sentido horário.

Dessa forma, a força magnetomotriz gerada pela corrente senoidal de um enro-

lamento pode ser interpretada tanto como uma onda estacionária Fag(t, θ) quanto

como duas ondas trafegantes que se locomovem em sentidos opostos e oscilam na

mesma frequência.

B.3 Campo Girante

Aproveitando o resultado obtido na seção B.2, podemos obter a força magneto-

motriz (ou campo ~H) resultante da contribuição dos três enrolamentos afastados

espacialmente em 120◦ e alimentados com correntes senoidais defasadas em 2π/3

graus elétricos e com frequência angular elétrica de ω1.

Seja a fmm de cada fase dada por:
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Fk(t, θ) = fp cos(ω1t + ϕi1 − kγ) cos(kγ − θ)

=
fp
2
cos(ω1t+ ϕi1 − θ) + cos(ω1t+ ϕi1 − 2kγ + θ)

onde γ := 2π
3
e k ∈ {0, 1, 2} representando respectivamente as fases {a, b, c}. A fmm

resultante será:

Ft(t, θ) =
2∑

k=0

Fk(t, θ) = 3
fp
2
cos(ω1t + ϕi1 − θ) +

fp
2

2∑

k=0

cos(ω1t+ ϕi1 − 2kγ + θ)
︸ ︷︷ ︸

= 1

2
[rk(t)+rk(t)∗]

= 3
fp
2
cos(ω1t+ ϕi1 − θ) +

fp
4
[ej(ω1t+ϕi1+θ)

2∑

k=0

e−j2kγ] +
fp
4

2∑

k=0

rk(t)
∗

= 3
fp
2
cos(ω1t+ ϕi1 − θ) +

fp
4
ej(ω1t+ϕi1+θ) [1 + e−j2γ + e−j4γ ]

︸ ︷︷ ︸

=0

+
fp
4

2∑

k=0

rk(t)
∗

︸ ︷︷ ︸

=0

= 3
fp
2
cos(ω1t+ ϕi1 − θ)

A última equação revela que quando a máquina trifásica com enrolamentos

espaçados em 120◦ espaciais é alimentada por correntes defasadas em 2π/3 radi-

anos, como resultado ocorre uma onda de força magnetomotriz que completa uma

volta no entreferro a cada πp
ω1

segundos, onde p é o número de polos no estator da

máquina.

B.4 Indutâncias da Máquina de Indução

Em um sistema como o representado na Figura 3.1, a relação entre os campos ~B e

~H são altamente complexas, portanto é usual a análise por meio da interação entre

o fluxo magnético ψ e a fmm F. Desprezando o efeito de saturação dos materiais

magnéticos é posśıvel simplificar ainda mais os fenômenos por meio do conceito de

indutâncias. Há as auto-indutâncias que relacionam a parcela de fluxo magnético

no enrolamento gerada pela sua própria corrente e as indutâncias mútuas que relaci-

onam a parcela de fluxo magnético no enrolamento gerada pela corrente dos demais

enrolamentos.

Existem diversos métodos para o cálculo das indutâncias de uma máquina de

indução com rotor bobinado [8, 36, 39, 50]. Em função disso, apenas os resultados são

apresentados de forma a se obter as matrizes de indutância utilizadas na descrição

matricial do comportamento dinâmico da máquina de indução.
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B.4.1 Auto Indutâncias

As auto indutâncias são compostas por um termo de magnetização e outro de dis-

persão. Uma boa aproximação do termo magnetizante pode ser obtida com as

hipóteses da seção B.2, porém um cálculo de aproximação razoável para o termo

de dispersão requer hipóteses mais realistas para o modelo da máquina, o que foge

radicalmente do escopo. Dessa forma, o termo de dispersão é considerado constante

e fornecido pelo fabricante ou obtido por meio de experimentos.

Indutâncias de magnetização:

Segundo [8], a permeância magnética no entreferro da máquina segundo as

hipóteses adotadas é dada por:

Pag = µ0
πrl

g

(
4

πp

)2

onde,

• µ0: Permeabilidade do entreferro [H/m];

• πrℓ: Metade da área de superf́ıcie do entreferro (r é o raio do cilindro do

estator, ou rs+d/2 utilizando a nomenclatura da seção B.2; ℓ é o comprimento

do cilindro)[m2];3.

• g: Comprimento radial do entreferro [m];

• p: Número de par de polos.

Da teoria de circuitos magnéticos, se sabe que a indutância de um enrolamento

com N espiras envolto em um núcleo magnético de permeância P é dada por:

L = PN2

Com esses resultados é simples observar que os enrolamentos do estator e do

rotor, respectivamente com Ns e Nr espiras possuem auto-indutâncias magnetizantes

dadas por:

3Em [8], o volume do entreferro (um cilindro oco) é aproximado como 2πrgℓ, porém o volume
exato de acordo com as considerações para a máquina é igual a π(r2s − r2r)ℓ. Entretanto, pode ser
mostrado que o erro entre os dois volumes é igual a πg2ℓ, um erro razoável, uma vez que o valor
de g tende a ser pequeno
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Lms = PagN2
s

Lmr = PagN2
r

Comparando as indutâncias de magnetização e a permeância do entreferro

observa-se que:

Lms
N2
s

=
Lmr
N2
r

= Pag

onde se obtém a relação entre as indutâncias de magnetização do estator e do rotor:

Lmr = Lms
N2
r

N2
s

(B.1)

Matrizes de auto indutância

Uma vez obtidas as expressões para a aproximação dos valores das auto-

indutâncias magnetizantes, se torna posśıvel definir as matrizes de auto indutância

do estator e do rotor como:

Lss = LssI3×3

Lrr = LrrI3×3

sendo que:

Lss = Lms + Lσs
︸︷︷︸

ind. de dispersão

Lrr = Lmr + Lσr
︸︷︷︸

ind. de dispersão

B.4.2 Indutâncias Mútuas

As indutâncias mútuas representam o acoplamento magnético entre os enrolamentos

dos circuitos trifásicos. Como os dois circuitos (rotor e estator) variam suas posições
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relativas de acordo com o ângulo do rotor (θr), suas indutâncias mútuas entre os

circuitos do rotor e do estator também o farão.

Indutâncias mútuas entre fases do mesmo circuito: De acordo com [8, 36,

50], as indutâncias entre enrolamentos de um mesmo circuito trifásico são dadas

por:

Ms = −Lms
2

Mr = −Lmr
2

As matrizes de indutância mútua entre fases dos mesmo circuito são iguais a:

M s =






0 Ms Ms

Ms 0 Ms

Ms Ms 0






M r =






0 Mr Mr

Mr 0 Mr

Mr Mr 0






Indutâncias mútuas entre circuitos do rotor e estator:

Fator comum: Mc = PagNsNr

Como há um fator multiplicativo para cada combinação de acoplamento entre

fases do estator e do rotor que depende da projeção entre os dois eixos, é montada

uma matriz de projeções de eixos das indutâncias do rotor para eixos das indutâncias

do estator dada por:

Asr =






1 a a2

a2 1 a

a a2 1






P sr = Re {ejθrA}

=






cos(θr) cos(θr + 2π/3) cos(θr − 2π/3)

cos(θr − 2π/3) cos(θr) cos(θr + 2π/3)

cos(θr + 2π/3) cos(θr − 2π/3) cos(θr)





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Finalmente, a matriz de indutâncias mútuas que representam o enlace no estator

do fluxo gerado pelas correntes no rotor é:

M sr =McP sr

=Mc






cos(θr) cos(θr + 2π/3) cos(θr − 2π/3)

cos(θr − 2π/3) cos(θr) cos(θr + 2π/3)

cos(θr + 2π/3) cos(θr − 2π/3) cos(θr)






Como o valor da indutâncias mútua é o mesmo entre enrolamentos, salvo pelo

sinal do ângulo, temos:

M rs =M
T
sr

B.5 Matrizes de Indutância Resultantes

Dessa forma podem ser formadas quatro matrizes de indutância:

ψ(t) =

[

Lss,abc Lssr,abc(θr)

Lrrs,abc(θr) Lrr,abc

]

i(t)

Lss,abc = Lss +M s

Lrr,abc = Lrr +M r

Lssr,abc(θr) =M sr(θr)

Lrrs,abc(θr) =M rs(θr)
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Apêndice C

Transformações e Referenciais da

Máquina de Indução Trifásica

Neste trabalho se utilizará transformações de referenciais e de sistemas de coor-

denadas. Os referenciais, sistemas de coordenadas e transformações mais impor-

tantes serão descritos a seguir. Grande parte desta seção é baseada nos trabalhos

[8, 36, 39, 50].

Definição 1 (Referencial) . Um referencial ( frame of reference) R é definido

como um conjunto de três pontos não-colineares, guardando entre si distâncias in-

variantes com o tempo [76].

C.1 Transformações de Referencial

Em meados de 1920 R.H. Park introduzia uma nova abordagem para a análise de

máquinas elétricas, ao efetuar uma troca de variáveis que revolucionou a análise de

máquinas elétricas [36]. Essa troca de variáveis na verdade é uma transformação de

referencial, na qual se representa as grandezas e equações de máquinas elétricas

trifásicas em diversos referenciais e cada referencial apresenta vantagens para a

análise da máquina. São apresentadas as transformações para a conversão entre

os referenciais mais utilizados.

C.1.1 Transformação de Clarke

Na seção B.3, a composição das ondas de fmm estacionárias produzidas por cada

fase se comporta como um vetor girante em um plano de seção da máquina ao longo

do entreferro.

Em [50], para descrever o campo girante utilizam-se os vetores îa, îb e îc nas

direções dos máximos da distribuição de fmm ao longo do entreferro para cada fase.
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O valor instantâneo do vetor é dado pelo valor da corrente nos enrolamentos da fase

associada.

Portanto o vetor alinhado com o campo girante seria descrito como:

~x = [̂iaia + îbib + îcic]

A Figura C.1 ilustra o vetor do campo girante para uma máquina alimentada

com correntes senoidais atrasadas em 120◦ graus entre si e com amplitude constante

IA. A posição do vetor girante ~x em função do ângulo θ := ωt com o eixo îa é

descrita:

~x = I [̂ia cos(θ) + îb cos(θ − 2π/3) + îc cos(θ + 2π/3)]

Mas na Figura C.1 se torna claro que para qualquer θ é posśıvel escolher vetores

îα, îβ tais que:

~x = Ik1[̂iα cos(θ) + îβ sin(θ)]

îc

îa

θ

îb ~x

îα

îβ

Figura C.1: Vetores representativos.

ou seja, o vetor girante pode ser descrito como:
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~x = [̂iαiα + îβiβ ]

De acordo com conceitos de representações de sistemas de coordenadas [70], a

transformação dada por:

[

îα · îa îα · îb îα · îc
îβ · îa îβ · îb îβ · îc

]

= k1

[

1 −1
2

−1
2

0
√
3
2

−
√
3
2

]

é a que relaciona o vetor das correntes [iα(t); iβ(t)] em função do vetor das correntes

[ia(t); ib(t); ic(t)].

Diz-se que o vetor [ia(t); ib(t); ic(t)] está em coordenadas abc e que o vetor

[iα(t); iβ(t)] está em coordenadas αβ. Adicionado a componente de sequência zero

do conjunto de correntes trifásicas abc, diz-se que o vetor está em coordenadas αβ0.

As coordenadas αβ0 de um vetor livre girante são obtidas por meio da transformada

de Clarke (T c):






i,α

i,β

i,0






︸ ︷︷ ︸

xαβ0

= k1







1 −1
2

−1
2

0
√
3
2

−
√
3
2

k2 k2 k2







︸ ︷︷ ︸

T c






i,a

i,b

i,c






︸ ︷︷ ︸

x,abc

(C.1)

E os parâmetros k1 e k2 são fatores de escala que permitem que a matriz T c

possua propriedades especiais. Dentre as escolhas mais usuais estão:

• Transformação invariante em potência: k1 =
√

2/3 e k2 =
√

1/2. Essa escolha

torna a matriz ortogonal1, e portanto invariante em normal, o que faz com que

não altere o valor da potência nos enrolamentos quando aplicada nas equações

de uma máquina trifásica;

• Transformação invariante em amplitude: k1 = 2/3 e k2 = 1/2. Essa escolha

preserva a amplitude das componentes, porém a norma do vetor se altera, o

que implica na mudança do valor de potência.

Quando a transformada de Clarke é utilizada para os circuitos do rotor, as co-

ordenadas serão chamadas de mn0 para diferenciá-las das grandezas do estator.

1Uma matriz cujos vetores coluna são ortogonais entre si e possuem norma unitária
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C.1.2 Rotações

Uma rotação de um vetor x ∈ R
2 por um ângulo θ pode ser representada pela

multiplicação de uma matriz da forma:

R2(θ) =

[

cos(θ) − sin(θ)

sin(θ) cos(θ)

]

Para um vetor x ∈ R
3 ela representa uma rotação ao longo do eixo z. A matriz

é resultante de um mapeamento da matriz anti-simétrica

ẑ :=






0 −1 0

1 0 0

0 0 0






de tal forma que: R3(θ) = eẑθ, ou de maneira mais expĺıcita:

R3(θ) =






cos(θ) − sin(θ) 0

sin(θ) cos(θ) 0

0 0 1






C.1.3 Transformada de Park

A transformada de Park, pode ser vista como uma composição da transformada de

Clarke em seguida de uma rotação ao longo do ângulo do rotor:

T p(θr) = R3(θr)T c

A transformada de Park utiliza a decomposição em componentes ortogonais da

transformada de Clark e rotaciona o sistema de coordenadas em θr radianos.

C.2 Referenciais da Máquina de Indução

Na seção C.1.1, o comportamento das correntes do estator da máquina de indução

foi analisado por meio de uma abordagem vetorial e com o uso de coordenadas αβ.

Na teoria de vetores espaciais [46] todas as grandezas das máquinas elétricas são

analisadas da mesma forma e a escolha de referenciais permite obter coordenadas

para descrever as relações entre esses vetores.
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Rs

α

θr

m

ωsr
Rr

Figura C.2: Referenciais do estator e do rotor.

A Figura C.2 ilustra os circuitos trifásicos do estator e do rotor inseridos no plano

do corte de seção reta de uma máquina como a descrita na Figura B.3. Nesta figura,

o ćırculo vermelho representa o estator cujos circuitos estão fixos no referencial Rs

que é solidário à carcaça do estator e o ćırculo azul representa o rotor cujo referencial

Rr é solidário com o corpo deste.

Na Figura C.2, o eixo α é a referência de posição para as grandezas do estator e

o eixo m cumpre o mesmo papel para o rotor. Na mesma figura, observa-se:

• θr: Ângulo elétrico entre o eixo na fase ’a’ do estator e a fase ’a’ do rotor;

• ωr: Frequência angular do rotor em relação ao estator, é a diferença de velo-

cidade angular entre os referenciais Rs e Rr.

Na figura C.3, é ilustrada a relação entre o referencial do estator e o referencial

Rsync solidário com a onda de fmm gerada pelas correntes do estator (Fs). Em cada

referencial são associados eixos de coordenadas cartesianas, um eixo definido como

direto ou em fase e o ortogonal como quadratura2.

Na Figura C.3, temos:

• θsync ou também θe: Ângulo elétrico do campo girante produzido pelas corren-

tes do estator em relação a um eixo fixo a Rs;

• ωsync: Frequência angular das correntes do estator e proporcional à velocidade

cinemática do campo girante (de estator) da máquina.

Em resumo, há três referenciais que merecem destaque:

2Neste trabalho o eixo em quadratura é adiantado em 90◦ no sentido anti-horário em relação
ao eixo direto
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Figura C.3: Referencial śıncrono em relação ao do estator.

• O referencial estático Rs, solidário à carcaça do estator da máquina;

• O referencial do rotor Rr, solidário ao rotor da máquina;

• O referencial śıncrono Re, referencial com velocidade angular ωsync em relação

ao referencial Rs.

• O referencial arbitrário Ra, referencial com velocidade angular ωa em relação

ao referencial Rs.

C.3 Transformações de Referencial das Equações

Dinâmicas da Máquina de Indução Trifásica

C.3.1 Equações Circuitais no Referencial do Estator

Seja uma grandeza xss,abc, que por ser uma grandeza de um gerador em conexão

estrela, tem sua componente de sequência zero nula, e a grandeza possui apenas

componentes correspondentes aos eixos em fase e quadratura.

Equação das Tensões do Estator

Quando os eixos ortogonais são fixos no referencial do estator, diversos autores

utilizam a notação de eixos α (componente em fase) e β (componente em quadratura)
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[2, 8]. Dessa forma, a grandeza possui uma representação nos eixos αβ0 dada por:

xss,αβ0 = T cx
s
s,abc (C.2)

onde T c é a transformada de Clarke invariante em potência descrita na seção C.1

do apêndice C.

Portanto, para obter as equações dos circuitos do estator nas coordenadas αβ0,

utiliza-se a transformada de Park nas equações 3.1 e 3.2, sendo que para a T c

invariante em potência é um fato que T T
c = T−1

c :

T −1
c v

s
s,αβ0 = R

s
s,abcT

−1
c i

s
s,αβ0 +

d{T−1
c ψ

s
s,αβ0}

dt
(C.3)

Como d{T c}
dt

= 0 e Rs
s,abc é diagonal a expressão C.3 se torna:

vss,αβ0 = R
s
s,abci

s
s,αβ0 +

d{ψs
s,αβ0}
dt

(C.4)

que descreve o comportamento dinâmico do circuito do estator em coordenadas αβ0.

Equação das Tensões do Rotor

Para os circuitos do rotor, é necessário um procedimento adicional, pois, os enrola-

mentos do rotor estão no referencial Rr que possui velocidade angular ωr no sentido

anti-horário em relação ao referencial Rs.

Podemos representar as equações dos circuitos do rotor no sistema de coordena-

dasmn03, utilizando a transformada de Clarke, assim como foi feito para os circuitos

do estator:

xrr,mn0 = T cx
r
r,abc (C.5)

Utilizando a equação C.5 nas equações 3.3 e 3.4:

T −1
c v

r
r,mn0 = R

r
r,abcT

−1
c i

r
r,mn0 +

d{T−1
c ψ

r
r,mn0}

dt

vrr,mn0 = R
r
r,mn0i

r
r,mn0 +

d{ψr
r,mn0}
dt

(C.6)

3Coordenadas de eixos ortogonais fixos no rotor assim como as coordenadas αβ0 são fixas no
estator.
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Mas, como se deseja representar as equações no mesmo referencial que as

equações do estator, será necessária uma transformação de coordenadas adicional.

Para representar uma grandeza do referencial do rotor em coordenadas αβ0 a partir

de suas coordenadas mn0 utiliza-se uma rotação:

xsr,αβ0 = R(θr)x
r
r,mn0 (C.7)

A equação C.7 é justamente a transformação utilizada para representar as

grandezas do rotor no referencial do estator.

Em coordenadas αβ0 a equação C.6 se torna:

RT (θr)v
s
r,αβ0 = R

r
r,abcR

T (θr)i
s
r,αβ0 +

d{RT (θr)ψ
s
r,αβ0}

dt

vsr,αβ0 = R
r
r,abci

s
r,αβ0 +R(θr)

d{RT (θr)ψ
s
r,αβ0}

dt
(C.8)

Como d{R(θr)}
dt

6= 0, é necessário calcular a derivada do produto RT (θr)ψ
s
r,αβ0.

Dessa forma:

vsr,αβ0 = R
r
r,abci

s
r,αβ0 +R(θr)

d{RT (θr)ψ
s
r,αβ0}

dt

vsr,αβ0 = R
r
r,abci

s
r,αβ0 +R(θr)[R

T (θr)ẑ
T θ̇rψ

s
r,αβ0 +R

T (θr)
d{ψs

r,αβ0}
dt

]

= Rr
r,abci

s
r,αβ0 + [

d{ψs
r,αβ0}
dt

︸ ︷︷ ︸

variação de campo

− θ̇rẑψ
s
r,αβ0

︸ ︷︷ ︸

variação de área

] (C.9)

pois, RT (θr)ẑR(θr) = ẑ.

Equação do Enlace de Fluxo no Estator

Para o enlace de fluxo magnético nos enrolamentos do estator temos, basta utilizar

as equações C.2, C.5 e uma rotação das grandezas na equação 3.2:
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T −1
c ψ

s
s,αβ0 = L

s
s,abcT

−1
c i

s
s,αβ0 + L

s
sr,abc (T

−1
c (RT (θr)i

s
r,αβ0)

︸ ︷︷ ︸

irr,mn0

)

︸ ︷︷ ︸

irr,abc

ψs
s,αβ0 = T cL

s
s,abcT

−1
c

︸ ︷︷ ︸

Lss,αβ0

iss,αβ0 + (T cL
s
sr,abcT

−1
c R

T (θr))
︸ ︷︷ ︸

Lssr,αβ0

isr,αβ0

= Lss,αβ0i
s
s,αβ0 +L

s
sr,αβ0i

s
r,αβ0 (C.10)

onde as matrizes da equação C.10 são diagonais e com elementos constantes (de-

monstração na seção C.4).

Equação do Enlace de Fluxo no Rotor

Para o enlace de fluxo magnético nos enrolamentos do rotor, basta utilizar as trans-

formações de referencial apresentadas de maneira idêntica à realizada na seção an-

terior, utilizando a equação 3.4:

(T−1
c (RT (θr)ψ

s
r,αβ0)

︸ ︷︷ ︸

ψrr,mn0

)

︸ ︷︷ ︸

ψrr,abc

= Lrr,abc (T
−1
c (RT (θr)i

s
r,αβ0)

︸ ︷︷ ︸

irr,mn0

)

︸ ︷︷ ︸

irr,abc

+Lrrs,abcT
−1
c i

s
s,αβ0

ψs
r,αβ0 = T pL

r
r,abcT

−1
p i

s
r,αβ0 + T pL

r
rs,abcT

−1
c i

s
s,αβ0

ψs
r,αβ0 = L

s
r,αβ0i

s
r,αβ0 + (Lssr,αβ0)

T iss,αβ0 (C.11)

= Lsr,αβ0i
s
r,αβ0 +L

s
rs,αβ0i

s
s,αβ0 (C.12)

onde as matrizes da equação C.12 são diagonais e constantes (demonstração na seção

C.4).

Equações Finais

Dessa forma, as equações dinâmicas do circuitos da MIDA em coordenadas αβ0 no

referencial do estator são dadas por:
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vss,αβ0 = R
s
s,abci

s
s,αβ0 +

d{ψs
s,αβ0}
dt

(C.13)

vsr,αβ0 = R
r
r,abci

s
r,αβ0 − θ̇rẑψ

s
r,αβ0 +

d{ψs
r,αβ0}
dt

(C.14)

ψs
s,αβ0 = L

s
s,αβ0i

s
s,αβ0 +L

s
sr,αβ0i

s
r,αβ0 (C.15)

ψs
r,αβ0 = L

s
r,αβ0i

s
r,αβ0 +L

s
rs,αβ0i

s
s,αβ0 (C.16)

As equações C.13, C.14, C.15 e C.16 estão representadas no mesmo referencial

e seus coeficientes são invariantes no tempo, o que trás um grau de simplificação

notável para a análise da MIDA. Na próxima seção será demonstrado um método

simples e direto para obter as equações em coordenadas de um referencial arbitrário.

C.3.2 Equações Circuitais em um Referencial Arbitrário

Na última seção, foram obtidas as equações eletromagnéticas dos circuitos descritas

em coordenadas αβ0. Nas seções seguintes, serão utilizadas coordenadas pertencen-

tes a outros referenciais para representar o modelo, pois, essas oferecem vantagens

para determinadas condições.

Como descrito em [36] as transformações para cada referencial na verdade são ca-

sos particulares de uma transformação determinada ”transformação real de rotação

generalizada”, que leva de um referencial estático a um referencial girante arbitrário,

neste trabalho geralmente representado por Ra.

Nesta seção será demonstrado o procedimento para obter as equações eletro-

magnéticas da DFIM em coordenadas cartesianas (dq0) de um referencial qualquer

Ra com velocidade ωa.

Para representar uma grandeza descrita em um sistema de coordenadas dq0 de

um referencial no sistema de coordenadas dq0 de outro referencial basta uma rotação

pelo ângulo existente entre os dois referenciais. Portanto, a partir das equações C.13,

C.14, C.15 e C.16 serão obtidas as equações dos circuitos num referencial arbitrário.

Equações das Tensões no Estator

R(θa)v
a
s,dq0 = R

s
s,abcR(θa)i

a
s,dq0 +

d{R(θa)ψ
a
s,dq0}

dt

vas,dq0 = R
r
r,abci

a
r,dq0 +R(θa)

T
d{R(θa)ψ

a
s,dq0}

dt

vas,dq0 = R
s
s,abci

a
s,dq0 + θ̇aẑ(ψ

a
s,dq0) +

d{ψa
s,dq0}
dt

(C.17)
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Equações das Tensões no rotor

R(θa)v
a
r,dq0 = R

r
r,abcR(θa)i

a
r,dq0 − θ̇rẑR(θa)ψ

a
r,dq0 +

d{R(θa)ψ
a
r,dq0}

dt

var,dq0 = R
r
r,abci

a
r,dq0 − θ̇rẑ(ψ

a
r,dq0) +R(θa)

T
d{R(θa)ψ

a
r,dq0}

dt

var,dq0 = R
r
r,abci

a
r,dq0 − θ̇rẑ(ψ

a
r,dq0) + θ̇aẑ(ψ

a
r,dq0) +

d{ψa
r,dq0}
dt

var,dq0 = R
r
r,abci

a
r,dq0 + (θ̇a − θ̇r)ẑ(ψ

a
r,dq0) +

d{ψa
r,dq0}
dt

(C.18)

Equação do Enlace de Fluxo do Estator

Para o enlace de fluxo magnético nos enrolamentos do estator basta repetir a trans-

formação de coordenadas das seções anteriores, tomando como base a equação C.10:

R(θa)ψ
a
s,dq0 = L

s
s,αβ0R(θa)i

a
s,dq0 +L

s
sr,αβ0R(θa)i

s
r,dq0

ψa
s,dq0 = R(θa)

TLss,αβ0R(θa)i
a
s,dq0 +R(θa)

TLssr,αβ0R(θa)i
a
r,dq0

ψa
s,dq0 = L

s
s,αβ0i

a
s,dq0 +L

s
sr,αβ0i

a
r,dq0 (C.19)

Como as matrizes Lss,αβ0 e L
s
sr,αβ0 são diagonais, constantes e seus dois primeiros

termos da diagonal são iguais, estas não se alteram diante das transformações de

similaridade com R(θa).

Equação do Enlace de Fluxo do Rotor

O enlace de fluxo magnético nos enrolamentos do rotor segue exatamente a mesma

dedução utilizada para o enlace de fluxo no estator:

R(θa)ψ
a
r,dq0 = L

s
r,αβ0R(θa)i

a
r,dq +L

s
rs,αβ0R(θa)i

a
s,dq0

ψa
r,dq0 = L

s
r,αβ0i

a
r,dq0 +L

s
rs,αβ0i

a
s,dq0 (C.20)

Equações Finais

As equações dinâmicas do circuitos do MIDA em coordenadas dq em um referencial

arbitrário Ra são:
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vas,dq0 = R
s
s,abci

a
s,dq0 + θ̇aẑψ

a
s,dq0 +

d{ψa
s,dq0}
dt

(C.21)

var,dq0 = R
r
r,abci

a
r,dq0 + (θ̇a − θ̇r)ẑψ

a
r,dq0 +

d{ψa
r,dq0}
dt

(C.22)

ψa
s,dq0 = L

s
s,αβ0i

a
s,dq0 +L

s
sr,αβ0i

a
r,dq0 (C.23)

ψa
r,dq0 = L

s
r,αβ0i

a
r,dq0 +L

s
rs,αβ0i

a
s,dq0 (C.24)

Como as equações (C.21 - C.24) estão representadas nas mesmas coordenadas

em um referencial com velocidade angular arbitrária ωa, é posśıvel obter as equações

para qualquer referencial, bastando modificar a velocidade θ̇a. Em especial temos:

• O referencial estático θ̇a = 0, onde as equações são referenciadas em um sistema

de coordenadas αβ0 (seção C.3.1);

• O referencial śıncrono θ̇a = ωe, onde as indutâncias mútuas se tornam cons-

tantes e sinais senoidais se tornam constantes; e

• O referencial do rotor θ̇a = ωr, onde a equação da tensão no rotor não depende

da velocidade angular da máquina.

A fim de obter o modelo para estudos de estabilidade eletromecânica de sistemas

de grande escala, é comum utilizar o modelo no referencial śıncrono, e para tanto,

basta substituir os sobrescritos ”a” por ”e” e o ângulo θ̇a por θ̇e nas equações C.21,

C.22, C.23 e C.24:

ves,dq0 = R
s
s,abci

e
s,dq0 + θ̇eẑψ

e
s,dq0 +

d{ψe
s,dq0}
dt

(C.25)

ver,dq0 = R
r
r,abci

e
r,dq0 + (θ̇e − θ̇r)ẑψ

e
r,dq0 +

d{ψe
r,dq0}
dt

(C.26)

ψe
s,dq0 = L

s
s,αβ0i

e
s,dq0 +L

s
sr,αβ0i

e
r,dq0 (C.27)

ψe
r,dq0 = L

s
r,αβ0i

e
r,dq0 +L

s
rs,αβ0i

e
s,dq0 (C.28)

C.4 Transformações de Matrizes de Indutâncias

Ao longo do processo de transformação de referencial das equações do MIDA, foi

necessário obter novas matrizes de indutâncias, estas muito mais simples que as ori-

ginais. Esta seção apresenta as demonstrações para obter as novas matrizes durante

o processo de transformação de referencial.
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C.4.1 Matriz de Indutâncias das Fases de um Mesmo Cir-

cuito

Nesta seção são apresentadas as matrizes com as indutâncias de um mesmo circuito,

sejam estas auto-indutâncias ou indutâncias mútuas.

Indutâncias do Estator

Seja a matriz de indutâncias dos circuitos do estator:

Lss,abc = Lss +M s

Lss,αβ0 = T cL
s
s,abcT

−1
c

= (Lms + Lσs)






1 0 0

0 1 0

0 0 1




+ (

Lms
2

)






1 0 0

0 1 0

0 0 −2






=






3/2Lms + Lσs 0 0

0 3/2Lms + Lσs 0

0 0 Lσs






É comum em diversas obras ([2, 8, 39, 46, 50]) definir:

L0 = Lm =
3

2
Lms

Ls = Lm + Lσs = (1 + σs)L0

Dessa forma é posśıvel reescrever a matriz Lss,αβ0 como:

Lss,αβ0 =






(1 + σs)L0 0 0

0 (1 + σs)L0 0

0 0 L0σs




 =






(1 + σs)Lm 0 0

0 (1 + σs)Lm 0

0 0 Lmσs






=







(1 + σs)L0I

[

0

0

]

[

0 0
]

L0σs






=







Ls

[

0

0

]

[

0 0
]

L0σs







e assim define-se a matriz Ls:

Ls := LsI2×2 = (1 + σs)L0I2×2 = (1 + σs)LmI2×2 (C.29)
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Indutâncias do Rotor

A partir do desenvolvimento realizado para as indutâncias do estator, é posśıvel

obter as indutâncias do rotor. Esse procedimento é resumido a seguir:

Lrr,abc = Lrr +M r

Lsr,αβ0 = T p(θ)[L
r
r,abc]T p(θ)

−1

= R(θ)T c[L
r
r,abc]T

T
cR

T (θ)

= R(θ)T cLrrT
T
cR

T (θ) +R(θ)T cM rT
T
cR

T (θ)

= (Lmr + Lσr)






1 0 0

0 1 0

0 0 1




+ (

Lmr
2

)






1 0 0

0 1 0

0 0 −2






Assim como foi definido para o estator e de acordo com B.1, define-se:

Lr =
3

2
Lmr + Lσr =

3

2
Lms

N2
r

N2
s

+ Lσr = Lm
N2
r

N2
s

+ Lσr =
N2
r

N2
s

(1 + σ′
r)L0

L′
r :=

N2
s

N2
r

Lr = Lm +
N2
s

N2
r

Lσr = Lm + L′
σr = (1 + σ′

r)Lm = (1 + σ′
r)L0

onde a indutância L′
r é a indutância Lr refletida por um transformador ideal com

relação de transformação de Ns/Nr.

Dessa forma é posśıvel reescrever a matriz Lsr,αβ como:

Lsr,αβ0 =
N2
r

N2
s






(1 + σ′
r)L0 0 0

0 (1 + σ′
r)L0 0

0 0 L0σ
′
r






=
N2
r

N2
s






(1 + σ′
r)Lm 0 0

0 (1 + σ′
r)Lm 0

0 0 Lmσ
′
r






=
N2
r

N2
s







(1 + σ′
r)L0I

[

0

0

]

[

0 0
]

L0σ
′
r






=







Lr

[

0

0

]

[

0 0
]

N2
r

N2
s
L0σ

′
r







e são definidas duas novas matrizes Lr e L
′
r:
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Lr :=
N2
r

N2
s

(1 + σ′
r)L0I2×2 =

N2
r

N2
s

(1 + σ′
r)LmI2×2 (C.30)

L′
r :=

N2
s

N2
r

Lr = (1 + σ′
r)L0I2×2 = (1 + σ′

r)LmI2×2 (C.31)

C.4.2 Matriz de Indutâncias Mútuas Entre Estator e Rotor

Nesta seção são apresentadas as matrizes com as indutâncias mútuas entre os cir-

cuitos do estator e do rotor.

Lssr,abc(θ) =M sr(θ)

Lssr,αβ0(θ) = T cL
s
sr,abc(θ)T

−1
c R(θ)T

= T cM sr(θ)T
−1
c R(θ)T

As matrizes P sr e Asr são definidas no apêndice B.

Lssr,αβ0(θ) =McT cP sr(θ)T
−1
c R(θ)T

=McT cRe {Asre
jθ}T−1

c R(θ)T

=McRe {T cAsrT
−1
c ejθ}R(θ)T

=Mc
3

2
R(θ)






1 0 0

0 1 0

0 0 0




R(θ)T

=
3

2
Mc






1 0 0

0 1 0

0 0 0




 (C.32)

No apêndice B, foi visto que:

Mc

NsNr
=
Lms
N2
s

Com esse resultado é posśıvel afirmar que:

Mc =
Nr

Ns

Lms

L0 =
3

2
Lms ⇒

3

2
Mc =

Nr

Ns

L0
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Dessa forma podemos reescrever a matriz Lssr,αβ como:

Lssr,αβ0 =
Nr

Ns






L0I
0

0

0 0 0




 =

Nr

Ns






L′
m

0

0

0 0 0




 (C.33)

e temos a matriz:

Lm =
Nr

Ns

L0I2×2 =
Nr

Ns

LmI2×2 (C.34)
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Apêndice D

Considerações para Análise de

Sistemas de Potência

Esta seção discute diversas convenções e resultados importantes para simulação de

sistemas eletromecânicos de grande porte, e grande parte desta seção é baseada em

[37].

D.1 Convenção de Potências

Em função do grande número de trabalhos sobre máquinas de indução como motores,

neste trabalho será adotada a convenção de motor. A convenção consiste em assumir

que:

• uma corrente elétrica que entra nos terminais da máquina é definida como

positiva.

Além disso o sinal da potência reativa é definido como:

• Seja um fonte de tensão alimentando um indutor. Esta fonte fornece potência

reativa positiva.

• Seja uma fonte de tensão alimentando um capacitor. Esta fonte fornece

potência reativa negativa, ou absorve potência reativa positiva.

Portanto neste texto, para uma fonte de tensão alimentando uma impedância

com caracteŕıstica indutiva, a potência complexa fornecida pela ponte é dada por:

s = p+ jq = (vα + jvβ)(iα − jiβ) = (vαiα + vβiβ) + j(vβiα − vαiβ) (D.1)

Adotando a notação:
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x = xα + jxβ → x =

[

xα

xβ

]

(D.2)

então:

s =

[

p

q

]

=

[

vT i

vTJi

]

=

[

vT

vTJ

]

i = V ji = I
T
j v (D.3)

D.2 Representação por Unidade (p.u.)

Na análise de sistemas de potência, é usual normalizar as variáveis do sistema,

transformando-as em variáveis por unidade. Utiliza-se o sinal x para representar

uma variável x no sistema por unidade. A relação entre elas é dada por:

x :=
x

xbase
(D.4)

onde xbase é o valor de referência.

A escolha de valores base para o estator é tal que:

vs base: valor de pico da tensão de fase nominal do estator multiplicada por
√

3/2, V .

is base: valor de pico da corrente de fase nominal do estator multiplicada por
√

3/2A.

fbase: frequência nominal do estator,Hz.

Os valores base das quantias restantes são definidos em função das três bases

acima:
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ωbase = 2πfbase, elec. rad/s

ωmbase = ωbase(2/p), mech. rad/s

Zs base = vs base/is base, Ω

Ls base = vs base/(is baseωbase), H

ψs base = vs base/ωbase, Wb · voltas
VA3φ base = vs baseis base, VA

Tbase = (p/2)ψs baseis base, N ·m

No nosso caso, todas as grandezas do rotor foram referenciadas para o estator por

meio da relação de espiras e, dessa forma, tanto os parâmetros relativos aos circuitos

do estator quanto os relativos aos circuitos do rotor devem ser normalizados pelas

mesmas bases (as do estator).

D.3 Representação por Unidade (p.u.) para

Grandezas Mecânicas

Os valores base para as grandezas mecânicas são:

Pm, base: Valor nominal da potência mecânica máxima extráıda dos ventos

MW .

vv, base: Velocidade de vento nominal,m/s.

As grandezas base derivadas são:

ωt, base =
1

Ng
ωm, base

Tt, base = NgTbase
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Índice Remissivo
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