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Resumo 

O uso de máquinas multifásicas vem sendo investigado para aumentar a confiabilidade 

de acionamentos elétricos. Máquinas multifásicas possuem várias vantagens frente às máquinas 

trifásicas e são atrativas para diversas aplicações, como as de alta potência e propulsão elétrica. 

A tolerância a falhas é uma das mais apreciadas dentre essas vantagens, pois a máquina pode 

operar com fases abertas. Entretanto, é necessária uma técnica de controle adequada às falhas 

para garantir a continuidade de operação com mínima perda de desempenho. Este trabalho tem 

como objetivo modelar e caracterizar máquinas de indução multifásicas desbalanceadas devido 

a fases abertas no estator e propor métodos para operação tolerante a essas falhas. Um modelo 

em referencial síncrono para uma máquina de indução de nove fases com fases abertas é 

apresentado. Para que a máquina multifásica mantenha uma força magnetomotriz equilibrada e 

não apresente torque pulsante, é desenvolvida uma técnica de controle de torque por orientação 

de campo adequada para a falta de fases abertas. Adicionalmente, é proposto um controle do 

subespaço de correntes de sequência zero, de forma que as correntes de fase pós-falta possuam 

amplitudes iguais e tenham somatório nulo, para que não haja a necessidade de condutor de 

neutro. Esse controle também permite que a máquina trabalhe com as correntes das nove fases 

desequilibradas, mas produzindo uma força magnetomotriz balanceada. Isso pode ser útil para 

roteamento de potência entre as fases do acionamento, na intenção de balancear as temperaturas 

das chaves do conversor de potência. Essa estratégia visa aliviar chaves do inversor que estejam 

com tendência a falhar até que possa haver uma parada para manutenção. Como um resultado 

geral, a tolerância a falhas dos acionamentos multifásicos será aumentada, alcançando uma 

operação controlada mesmo em condições defeituosas, o que é de grande interesse em 

aplicações que requerem alta disponibilidade. As técnicas de controle desenvolvidas neste 

trabalho são validadas em co-simulações online em malha fechada com a máquina multifásica 

modelada em software de elementos finitos e em simulações em tempo real via hardware-in-

the-loop. 

Palavras-chave: Máquinas multifásicas, confiabilidade, falhas em máquinas de indução, 
falhas em inversores de frequência, controle por orientação de campo.  



 
 

Abstract 

The usage of multiphase machines has been investigated to improve the reliability of 

electric drives. Multiphase machines have various advantages when compared to the tree-phase 

counterparts and are attractive to many applications, such as those of high power and electric 

propulsion. Fault-tolerance is one of their main advantages, since the multiphase motors can 

operate with open phases. However, it is necessary an adequate control technique to guarantee 

the post-fault operation with minimum performance degradation. The objective of this work is 

to model and characterize the operation of a nine-phase induction machine under open phases 

faults and to propose control methods leading to fault-tolerant operation. Modeling of the 

machine with open phases in a synchronous reference frame is presented. In order to produce a 

balanced magnetomotive force and to eliminate the torque ripple, an adequate field-oriented 

control technique is developed for open phases operation. Additionally, it is proposed a control 

of the currents of the zero-sequence subspace, in such a way that the post-fault phase currents 

in the remaining phases will have the same magnitudes, assuming no neutral current connection. 

Furthermore, this control scheme allows the machine to operate with its nine phase currents 

unbalanced, while still producing a balanced magnetomotive force. This degree of freedom can 

be used to routing the power flow among the inverter’s phases, in order to balance the 

temperature of the inverter switches. As an overall result, the fault-tolerance of multiphase 

drives can be improved, achieving a controlled performance under normal and faulty 

conditions, which is of great interest for applications that require high availability. The 

developed control techniques are validated in online co-simulations in closed loop with the 

nine-phase induction motor modelled in finite elements software and in real time simulations 

via hardware-in-the loop. 

 

Keywords: Multiphase machines, reliability, failures in induction machines, failures in 
power converters, field-oriented control. 
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Capítulo 1 

Introdução 

Este capítulo apresenta uma visão geral do trabalho, indicando as motivações dos estudos, 

as propostas, os objetivos e as contribuições. Ao final do capítulo, é explicada a forma como 

todo o texto está dividido. 

1.1. Relevância e Motivação 

Vários tipos de falhas podem ocorrer em um acionamento elétrico, oferecendo riscos de 

acidentes a pessoas e equipamentos. As perdas econômicas associadas à interrupção inesperada 

do processo produtivo podem exceder consideravelmente os custos de manutenção dos itens de 

um acionamento elétrico (GRUBIC et al., 2008). Algumas aplicações, como aeronaves, não 

podem trabalhar com a possibilidade de que uma interrupção aconteça. Nesse contexto, a 

tolerância a falhas vem se tornando cada vez mais importante e é um assunto que tem sido 

amplamente abordado na literatura. 

A tolerância a falhas é crucial para todas as aplicações que requerem alto grau de 

confiabilidade. Por exemplo, aplicações aeroespaciais (MENGONI et al., 2016), aplicações 

navais (TANI et al., 2012), (LIU; WU; HAO, 2017), submarinos e embarcações oceânicas 

(LIU; ZHENG; LI, 2017), sistemas de propulsão, veículos elétricos (DURAN; BARRERO, 

2016), áreas militar e nuclear (KIANINEZHAD et al., 2008), aplicações gerais de alta potência 

e em parques eólicos offshore onde a manutenção corretiva pode ser difícil em condições de 

mau tempo (GUZMAN et al., 2015b). Para essas áreas específicas, pesquisas continuam em 

desenvolvimento tanto para motores quanto para conversores, de forma a melhorar o 

desempenho dessas aplicações e torná-las mais confiáveis. 

 Em processos industriais, a confiabilidade do maquinário tem uma forte influência na 

lucratividade da planta. De acordo com a NEMA MG 1-2016 (National Electrical 

Manufacturers Association), os motores de indução são responsáveis por cerca de 50 % de toda 
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a energia elétrica consumida no mundo. Simplicidade construtiva, robustez e baixo custo de 

manutenção são os motivos para o amplo uso de motores de indução na indústria (CHEN; XIE, 

2022). Portanto, motores de indução são considerados equipamentos críticos, de forma que sua 

parada afeta diretamente a produtividade dos processos. Cada vez mais, esses processos são 

equipados com sistemas de acionamentos elétricos em frequência variável com potências de 

megawatts, onde os requisitos de confiabilidade são muito elevados (KLUG; MERTENS, 

2003). Para  WIKSTROM, TERENS e KOBI (2000), da ABB, a confiabilidade é o fator mais 

importante em um acionamento elétrico. 

A área de propulsão elétrica é mais um exemplo de aplicação onde a confiabilidade é um 

importante requisito. Os veículos elétricos vêm recebendo muita atenção dos pesquisadores, 

pois existe em todo o mundo a tendência da conversão da frota de veículos a combustão por 

veículos elétricos. Vários países do mundo estão investindo em pesquisa e elaborando metas 

para ampliar a circulação desses veículos. Em 2021, foram vendidos 6,6 milhões de carros 

elétricos em todo o mundo, enquanto que, em 2020, foram vendidos 3 milhões. Estima-se que 

existam hoje 16 milhões de carros elétricos em circulação no planeta. O governo dos Estados 

Unidos anunciou a ambição de que a produção dos novos veículos em 2030 seja 50 % 

eletrificada (PAOLI, 2022). A Agência Internacional de Energia estima que, em 2030, a frota 

mundial de veículos elétricos será de 145 milhões de unidades (OLIVEIRA, 2021). Alguns 

países já vêm planejando uma data para o fim da circulação de veículos a combustão, como a 

Noruega, que tem uma proposta de proibir até 2025 a circulação de qualquer veículo que não 

seja de propulsão elétrica (NIKEL, 2019), (SILVA; PIRES, 2016).  

Há a tendência da conversão da frota de veículos a combustão para veículos elétricos 

também no Brasil, o que levou à criação de programas para o desenvolvimento e popularização 

dos veículos elétricos em nosso país. Em 2006, surgiu o Programa Veículo Elétrico, resultado 

da parceria entre Itaipu Binacional com várias empresas (ITAIPU, 2017). O objetivo dessa 

iniciativa foi pesquisar soluções de mobilidade elétrica que sejam técnica e economicamente 

viáveis e que possam minimizar o impacto ambiental de fontes de energia como os 

combustíveis fósseis. Além do transporte individual, o projeto buscou soluções para transporte 

de carga, de passageiros e até mesmo aviões elétricos. Comparado com o ano de 2020, a venda 

de carros elétricos no Brasil aumentou 257 % ao longo de 2021 (CESAR, 2022). 

Para o desenvolvimento e viabilização das tecnologias empregadas em veículos elétricos, 

aumentar a tolerância a falhas dos acionamentos elétricos também é importante. Com isso, a 
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tradicional área de controle de máquinas elétricas está agora mais ativa do que nunca 

(RODRIGUEZ et al., 2022), e também o estudo de falhas e desenvolvimento de sistema de 

acionamentos mais confiáveis (PALAVICINO; SARLIOGLU, 2021). 

 Nesse cenário, o emprego de máquinas multifásicas é considerado uma das tecnologias 

de tolerância a falhas mais promissoras (ZORIC; JONES; LEVI, 2018), capturando o interesse 

de pesquisadores e fabricantes (LEVI, 2008). Máquinas multifásicas são máquinas elétricas que 

possuem número de fases maior do que três no estator (SALEM; NARIMANI, 2019). Máquinas 

com número de fases múltiplos de três são particularmente interessantes, pois conversores 

trifásicos padrão podem ser utilizados para alimentá-las (ZORIC; JONES; LEVI, 2018). A 

TM4© produz acionamentos elétricos multifásicos em escala industrial para veículos elétricos 

pesados, como caminhões e ônibus. Um dos fabricantes de veículos elétricos que usam os 

produtos da TM4 é a companhia EMOSS, em sua série de ônibus EMS, com modelos de seis e 

nove fases (SALEM; NARIMANI, 2019). Alguns trabalhos recentes na literatura estudam 

aplicação de máquinas de indução multifásicas para utilização em propulsão elétrica 

(BAGHERI; FARJAH; GHANBARI, 2021; BALTATANU; FLOREA, 2013; MATSUYAMA 

et al., 2021; PRIYANKA; JAGDANAND, 2022; SOWMIYA; THILAGAR, 2018; UMESH; 

SIVAKUMAR, 2014; VISHNU VARDHAN REDDY; PRATHAP REDDY; SIVAKUMAR, 

2018). Tipicamente, máquinas síncronas são usadas em veículos elétricos a passeio, e as 

características das maquinas de indução multifásicas são mais atrativas para veículos elétricos 

pesados. 

Máquinas multifásicas possuem diversas vantagens em relação às máquinas trifásicas 

(LEVI, 2016). Podem-se citar a redução de potência por fase e a possível redução do custo do 

conversor em decorrência disso, pulsação de torque com amplitude menor e maior frequência 

(WARD; HÄRER, 1969), possibilidade de produção extra de torque com injeção de correntes 

harmônicas, alteração do número de polos por via eletrônica, especialmente para máquinas de 

indução de nove fases (DURAN; BARRERO, 2016), (LEVI et al., 2007), (LU et al., 2017), 

(BASTOS, 2015).  

Uma característica muito relevante é a tolerância a falhas de máquinas multifásicas, 

inerentemente maior que a de máquinas trifásicas. Ao contrário de uma máquina multifásica, 

uma máquina trifásica operando com uma fase aberta não produz uma força magnetomotriz 

(FMM) rotativa, mas pulsante. Para que a máquina trifásica recupere a FMM balanceada, é 

necessário condutor de neutro para que as correntes das outras duas fases sejam 
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independentemente controladas. Entretanto, ao custo do aumento de 73 % na corrente dessas 

fases, a fim de produzir o mesmo torque (JEN-REN FU; LIPO, 1994).  

Por outro lado, mesmo sem alteração na alimentação da máquina multifásica, ela já 

consegue partir e acionar a sua carga com várias fases abertas. Entretanto, haverá a produção 

de uma FMM desequilibrada pelo estator, com lugar geométrico elíptico, significando que, 

apesar de ainda ser rotativa, sua intensidade não é homogênea ao longo da circunferência do 

entreferro do motor. Como resultado, haverá componente de sequência negativa na FMM 

produzida pelo estator com fases abertas. A interação dessa componente com o campo 

magnético criado pelo rotor produz uma oscilação no torque com o dobro da frequência das 

correntes de estator. (JEN-REN FU; LIPO, 1994). As correntes de fase também se 

desequilibram em amplitude, gerando perdas não-homogêneas no inversor e no próprio motor. 

Esse problema pode ser eliminado por meio de um controle adequado das correntes de estator, 

sem a necessidade de equipamentos e conexões extras, como condutor de neutro. Por exemplo, 

para uma máquina de nove fases, havendo a perda de uma fase, a corrente de suas demais oito 

fases deve ser aumentada em apenas 16,2 % em relação às correntes pré-falta, para produzir a 

mesma FMM balanceada e o mesmo torque, livre de pulsações de segundo harmônico (DE 

SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017a). 

Existem ainda diversos tipos de falhas que podem afetar um acionamento elétrico. Falhas 

de curto-circuito também ocorrem nos enrolamentos de estator e nas chaves do conversor, e 

suas consequências são muito mais severas que as falhas de circuito aberto (KASTHA; BOSE, 

1994), podendo levar à destruição da máquina rapidamente. Na literatura, os trabalhos se focam 

em detectar o mais brevemente possível as falhas em curto-circuito na máquina e interromper 

a operação (GRUBIC et al., 2011), (KOTI et al., 2021). Já o curto-circuito em uma chave do 

inversor leva à circulação de elevadas correntes c.c. no motor e à produção de torque frenante 

(YIN et al., 2021).  

Entretanto, a capacidade das máquinas multifásicas de operarem desequilibradas e com 

fases abertas pode ser explorada visando a introdução de um modo único de falha em circuito 

aberto. Caso uma chave falhe em curto-circuito, podem-se utilizar fusíveis ou chaves c.a. para 

abrir essa fase. Por outro lado, se uma chave falhar em circuito aberto, pode-se abrir outra chave 

do mesmo braço para que a fase seja considerada aberta.  

Se uma chave estiver com tendência a falhar por desbalanço térmico em relação às demais, 

podem-se empregar técnicas de prognósticos de falhas (BAKER et al., 2014; NUSSBAUMER; 
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VOGELSBERGER; WOLBANK, 2015; SHIN; CHOI; KANG, 2016), de forma que se detecte 

essa chave do conversor. Assim, é possível realizar o roteamento de potência entre as fases do 

acionamento, com o objetivo de aliviar essa fase (FERREIRA et al., 2022), com a redução da 

sua corrente, ou mesmo desconectá-la intencionalmente. Nessas duas alternativas, a máquina 

deve permanecer magneticamente equilibrada, produzindo uma FMM balanceada por meio de 

um controle adequado. 

1.2. Abordagem proposta 

Este trabalho estuda uma máquina de indução de nove fases (MI9F) principalmente em 

condições de falta relacionadas a fases abertas no estator. Experimentos em laboratório em 

malha aberta são conduzidos para caracterizar a operação da máquina sob condições de fases 

abertas, curto-circuito fase-neutro e entre fases, bem como em uma chave do conversor. Esses 

resultados visam comprovar a capacidade da MI9F em partir e acionar a sua carga com várias 

fases abertas, mas também mostrar os problemas que surgem em decorrência das faltas. Esses 

problemas são a componente de segundo harmônico no torque e o desequilíbrio das correntes, 

que apontam para a necessidade de um controle adequado para tratá-los.  

As falhas em curto-circuito têm consequências muito mais severas. Como não se é possível 

lidar com curto-circuito no motor de indução, apenas detectar a falha e parar rapidamente 

(GRUBIC et al., 2011), (KOTI et al., 2021), este trabalho se focará no tratamento de faltas de 

fases abertas, também porque as falhas nas chaves do conversor podem ser transformadas nesse 

tipo de falta. São propostas aqui técnicas de controle de torque e de correntes para a máquina 

de indução eneafásica trabalhando com fases abertas ou com nove correntes desequilibradas. 

Com relação ao controle de torque em máquinas de indução, é muito comum o controle por 

orientação segundo o campo magnético do rotor, de forma que existe um desacoplamento entre 

uma parcela de corrente que produz torque (corrente de eixo em quadratura) e outra que produz 

fluxo magnético (corrente em eixo direto) (NOVOTNY; LIPO, 1996). Enquanto as correntes 

de estator de uma máquina trifásica podem ser decompostas em um plano girante e um vetor 

de sequência zero, a máquina de nove fases pode ter suas correntes decompostas em um único 

plano girante, mas também em um subespaço de correntes de sequência zero, denominado 

Subespaço-Z (ZHAO; LIPO, 1996a), (ZHAO; LIPO, 1996b). Quanto mais fases tiver a 

máquina, mais vetores irão compor o Subespaço-Z. As correntes desse subespaço não 
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produzem fluxo mútuo e nem torque, podendo ser todas nulas em condições balanceadas a fim 

de não se elevarem as perdas.  

Quando uma máquina elétrica opera com fases abertas, utilizar a mesma técnica de controle 

para uma máquina balanceada ainda vai resultar em torque pulsante e na produção de uma 

FMM desequilibrada  (KIANINEZHAD et al., 2008). Para resolver esse problema, neste 

trabalho é desenvolvida uma técnica de controle de torque por orientação indireta segundo o 

campo de rotor, controlando as correntes de eixo direto e em quadratura (dq), de forma 

adequada para a produção de uma FMM balanceada e torque livre de pulsações de segundo 

harmônico. Mas para isso, primeiramente é necessário obter o modelo da MI9F em referencial 

síncrono.  

Adicionalmente, também é proposta uma técnica de controle das correntes do Subespaço-Z 

de uma máquina eneafásica, para a operação tolerante à falta de fases abertas e para uma 

operação com as nove fases, mas com correntes desequilibradas. Com o controle das correntes 

do Subespaço-Z, podem-se controlar as amplitudes das correntes de fase, de forma que elas 

sejam iguais e que se somem para zero, eliminando a necessidade do condutor de neutro.  

Os modelos e técnicas de controle propostos inicialmente são simulados em 

Matlab/Simulink. Também são realizadas co-simulações entre Smulink e os softwares 

Simplorer e Maxwell, da Ansys, em que o controle é implementado no Simulink, mas a máquina 

é modelada em elementos finitos no Maxwell, para reduzir incertezas com relação ao modelo 

dinâmico utilizado previamente. Simulações em tempo real com o uso de hardware-in-the-loop 

(Typhoon-HIL) também são conduzidas, implementando o controle por orientação de campo 

para uma MI9F com fases abertas em um processador digital de sinais. 

As técnicas de controle de torque por orientação de campo desenvolvidas aqui são focadas 

na máquina de indução, mas, de forma análoga, podem ser obtidas para máquinas síncronas 

multifásicas. O roteamento de potência entre as fases do acionamento e o controle das correntes 

do Subespaço-Z podem ser utilizados da mesma maneira para máquinas de indução ou 

máquinas síncronas multifásicas com o mesmo estator. 

Essas alternativas trazem maior disponibilidade para um acionamento multifásico, visto que 

algumas falhas podem ser evitadas, contornadas e tratadas. Muito se fala na literatura sobre o 

aumento de confiabilidade do acionamento multifásico, mas faltam estatísticas conclusivas 

demonstrando isso. Neste trabalho, são também realizados cálculos de confiabilidade para se 
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trazer uma estimativa para o acionamento de nove fases, que tem capacidade de operar com 

fases abertas, ao contrário de acionamentos trifásicos. 

1.3. Objetivos 

O objetivo geral deste trabalho é caracterizar a operação, modelar e controlar as correntes e 

o torque de uma máquina de indução de nove fases operando com fases abertas ou com 

correntes desequilibradas.  

Os objetivos específicos são:  

 Desenvolver modelo dinâmico da máquina de indução de nove fases adequado às 

condições de fases abertas;  

 Realizar experimentação segura em laboratório das faltas de fases em circuito aberto e 

em curto-circuito para caracterizar a operação do acionamento eneafásico sob essas 

condições; 

 Desenvolver uma técnica de controle por orientação de campo para as correntes em 

referencial síncrono na operação com fases abertas; 

 Desenvolver uma técnica de controle das correntes do Subespaço-Z na operação com 

fases abertas; 

 Determinar as correntes de fase para que a máquina permaneça magneticamente 

equilibrada quando for necessário reduzir a corrente de uma das fases do acionamento, 

para roteamento de potência; 

 Desenvolver uma técnica de controle da máquina de indução de nove fases com 

correntes desequilibradas, para roteamento de potência. 

1.4. Contribuições deste Trabalho 

As contribuições deste trabalho são: 

 Experimentação e análise de falhas no estator e no inversor para caracterizar o 

comportamento do acionamento multifásico, a vazio e com carga, em malha aberta; 
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 Modelagem da máquina de indução de nove fases com fases abertas em referencial 

síncrono; 

 Controle de torque por orientação de campo para uma máquina de indução de nove fases 

com fases abertas; 

 Metodologia para cálculo de correntes para roteamento de potência entre as nove fases 

do acionamento (alimentação desequilibrada, mas gerando uma força magnetomotriz 

balanceada, com o objetivo de balancear as temperaturas das chaves do inversor); 

 Controle das correntes do Subespaço-Z para máquina eneafásica, com fases abertas ou 

na condição de desequilíbrio para roteamento de potência. 

 Quantificação do aumento de confiabilidade de um acionamento eneafásico. 

1.5. Organização do Trabalho 

Este trabalho é organizado em sete capítulos. O Capítulo 1 traz a presente introdução do 

trabalho, com discussões sobre relevância, motivação, objetivos e contribuições esperadas. O 

Capítulo 2 estuda o estado da arte das falhas em acionamentos multifásicos, elaborando uma 

revisão da literatura sobre as falhas em máquinas de indução e em inversores de frequência, e 

sobre máquinas multifásicas em si. Ainda no capítulo 2, para demonstrar a operação do 

acionamento multifásico sem controle com fases abertas, são apresentados resultados 

experimentais, evidenciando os problemas que serão tratados com as técnicas de controle 

propostas neste trabalho.  

O Capítulo 3 desenvolve o modelo da máquina de indução de nove fases em referencial 

síncrono com fases abertas e o controle de correntes dq, de forma a eliminar a pulsação de 

torque de segundo harmônico. É proposto um controle por orientação indireta segundo o campo 

de rotor para a MI9F com fases abertas, de forma parecida como se tem para um motor 

balanceado. O Capítulo 4 abrange o controle das correntes do Subespaço-Z para que se possam 

efetivamente aplicar as correntes de fase desejadas à MI9F em condição de fases abertas, ou 

com as nove fases alimentadas de forma desequilibrada (para o roteamento de potência entre as 

fases do acionamento).  

A fim de validar as técnicas de controle desenvolvidas neste trabalho, o Capítulo 5 aborda 

as co-simulações entre Matlab/Simulink e os softwares Asys Simplorer e Maxwell. O 
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esquemático de controle é implementado no Simulink, entretanto a máquina de indução de nove 

fases é representada em elementos finitos no Maxwell. O Simplorer realiza a interface entre os 

softwares. Por fim, o Capítulo 6 sintetiza as conclusões deste trabalho e aponta as propostas de 

continuidade. 
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Capítulo 2 

Falhas em Acionamentos Multifásicos 

Este capítulo traz o estado da arte na área de falhas em acionamentos multifásicos. É feita 

uma revisão da literatura sobre as falhas em máquinas de indução e em inversores de frequência, 

especialmente as que ocorrem no estator e nas chaves do inversor. Na sequência, tem-se uma 

revisão da literatura sobre máquinas multifásicas, incluindo o seu histórico de utilização, 

definição, características, vantagens e aplicações. Ao final, são incluídos resultados 

experimentais da operação em malha aberta do acionamento de nove fases operando com fases 

abertas, com o objetivo de caracterizar o comportamento da máquina e apontar os problemas 

que precisam ser tratados com alguma técnica de controle adequada. 

2.1. Contextualização sobre Falhas em Acionamentos Elétricos 

Muitos tipos de falhas podem ocorrer em um acionamento elétrico, incluindo falhas no 

conversor e na máquina elétrica. As falhas podem surgir no estator e no rotor da máquina, no 

inversor e circuitos de potência, nos gate-drivers, nos retificadores, nos capacitores do 

barramento c.c., no sistema de refrigeração do conversor, no controlador, incluindo sensores, 

além de falhas de origem mecânica, tais como falhas no eixo e no mancal de rolamentos 

(FALCK et al., 2018a).  

As falhas, sejam elas no motor ou no inversor, de forma geral, podem ocasionar 

desbalanceamento nas tensões e correntes, circulação de correntes de sequência negativa e 

corrente contínua, aparecimento de harmônicos específicos nas correntes de estator, redução do 

conjugado médio desenvolvido, pulsação de conjugado, vibração, ruído, aquecimento e redução 

de eficiência (BONNET; SOUKUP, 1992). As falhas recorrentes em um acionamento 

multifásico, considerando o inversor e o estator do motor, são ilustradas na Figura 2.1.  



29 
 

 
 

 

Figura 2.1 – Falhas em um acionamento elétrico: Chaves do inversor e Estator (GUZMAN et 
al., 2015b). 

No geral, as falhas de origem elétrica podem tender a um curto-circuito (entre as espiras, 

em uma fase, entre fases, em uma chave do inversor) ou circuito aberto (uma ou mais fases, 

uma ou mais chaves do inversor, etc.) (BARRERO; DURAN, 2016). A falha em circuito aberto 

não causa sérios danos imediatos ao sistema em geral, no entanto, pode levar a distorção e 

desbalanço nas correntes, pulsação de torque, aumento de perdas na máquina e outros 

problemas (SIM; LEE; LEE, 2016). GONCALVES, CRUZ e MENDES (2022) consideram as 

conexões de alta resistência como falhas de origem elétrica comuns em máquinas elétricas. Elas 

são causadas por conexões de potência danificadas no estator da máquina devido a corrosão, 

vibração e conexões inseguras, e podem evoluir para faltas de fases abertas (GONCALVES; 

CRUZ; MENDES, 2022). Por outro lado, falhas em curto-circuito que ocorrem nos 

enrolamentos das máquinas elétricas (ZHANG et al., 2011), (PANDARAKONE; MIZUNO; 

NAKAMURA, 2016), especialmente aqueles com enrolamento aleatório (MOHAMMED; 

MELECIO; DJUROVIC, 2018), ou nas chaves do inversor de frequência (KASTHA; BOSE, 

1994), (FU; LIPO, 1993) são consideradas as mais sérias classes de falhas e as mais frequentes 

em acionamentos elétricos. Elas podem afetar significativamente as características de saída do 

acionamento (ZHU; NIU, 2010) e até mesmo levar à destruição da máquina ou das chaves. 

Uma avaliação experimental de falhas que envolvem curto-circuito, como falta fase-neutro, 

faltas fase-fase e IGBT em curto-circuito em um acionamento de nove fases é realizada e 

colocada no Apêndice A.   

Algumas falhas elétricas não possuem uma forma de tratamento, mas sim acompanhamento 

do estado de degradação ou detecção rápida, já em caso de defeito, visando a parada da operação 

para substituição, como falhas nos capacitores do barramento c.c. (GHADRDAN et al., 2022), 

e curto-circuito entre espiras da máquina elétrica (GRUBIC et al., 2011). As falhas no estator 
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das máquinas e nas chaves do inversor são as que mais recebem atenção na literatura, devido à 

maior probabilidade de ocorrência dessas falhas do ponto de vista elétrico  (RICHARDEAU; 

PHAM, 2013), (THOMSON; FENGER, 2001), (CHOI; BLAABJERG; LEE, 2015) e da 

possibilidade de uma operação tolerante a essas falhas. Por isso, elas serão as falhas focadas 

neste trabalho. 

2.1.1. Falhas em Máquinas de Indução 

A porcentagem de falhas em motores de indução trifásicos é tipicamente relacionada a 

falhas no estator (38 %), rotor (10 %), mancal de rolamentos (40 %) e outros (12 %) 

(THOMSON; FENGER, 2001), (SYSTEMS et al., 1998). Em máquinas de média tensão, as 

falhas de origem elétrica podem chegar a 70 % (GUEDES, 2018). 

Do ponto de vista elétrico, as falhas no estator são as mais prováveis de ocorrer. Falhas no 

estator também podem originar outras falhas elétricas e mecânicas. Por exemplo, curto-circuito 

entre espiras levam a graves assimetrias nas correntes de estator, podendo disparar o rotor e 

gerar aquecimento e danos aos mancais de rolamentos (SOLODKIY; DADENKOV; 

SALNIKOV, 2019).   

Normalmente, as falhas do estator são provenientes de colapsos do isolamento do 

enrolamento associado a um sobreaquecimento, estresse transitório devido a sobretensão, 

estresses extras mecânicos, dentre outros (WU; ZHENG; JAHNS, 2017). Um levantamento 

realizado na Refinaria Duque de Caxias da Petrobras de 2010 a 2015 indicou que 33% dos 

motores que sofreram manutenção desenvolveram defeitos de origem elétrica. Dentro dessa 

parcela, em torno de 70 % das falhas culminaram em curto-circuito para a massa, e os motores 

necessitaram ser reenrolados (GUEDES, 2018). Os trabalhos de Guedes (GUEDES, 2018), 

(GUEDES; SILVA, 2019) também discutem as diversas origens das falhas de isolamento 

elétrico do estator de máquinas de indução trifásicas, apontando que cerca de 50 % delas se 

devem a estresse térmico. 

Em torno de 80% de todas as falhas de origem elétrica no estator são oriundas de um 

isolamento fraco entre espiras, causando um curto-circuito que rapidamente atinge várias delas 

(BIANCHINI et al., 2019; GRUBIC et al., 2011; SADEGHI; SAMET; GHANBARI, 2018). 

Uma das falhas que se desenvolvem a partir de uma falha de curto-circuito entre espiras é o 

curto-circuito entre bobinas, que podem ser de uma mesma fase ou de fases diferentes. Essas 
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falhas também podem desenvolver faltas fase-terra (GRUBIC et al., 2008). A perda do 

isolamento entre enrolamento e terra pode causar uma grande corrente de terra, o que resultaria 

em danos irreversíveis ao núcleo da máquina (TALLAM et al., 2007). 

 Curto-circuito entre espiras 

Curto-circuito entre espiras são uma das mais graves falhas dentre as do estator (BAZAN 

et al., 2018). Elas correspondem a 36 % das falhas em máquinas de indução (MARAABA; 

ALHAMOUZ; ABIDO, 2018) e são as falhas elétricas mais susceptíveis de acontecer nessa 

máquina (RAY; DEY, 2022). Um estudo publicado na IEEE Std P493/D4 mostrou que 33% 

dos motores falharam devido a curto-circuito entre espiras durante a operação normal (RAY; 

DEY, 2022).  

Sob uma condição de falha de curto-circuito entre espiras, a máquina produz um torque 

pulsante no dobro da frequência de estator (MARAABA; ALHAMOUZ; ABIDO, 2018). As 

referências (BERZOY; MOHAMED; MOHAMMED, 2016; EFTEKHARI et al., 2014; 

TALLAM; HABETLER; HARLEY, 2002; YEH et al., 2008) desenvolveram modelagem e 

análise da operação de uma máquina de indução trifásica sob a condição de curto-circuito entre 

espiras e avaliaram o impacto da velocidade e do torque no comportamento da máquina. Para 

máquinas de indução, à medida em que o número de espiras em curto-circuito aumenta, a 

corrente de falta se eleva (DORRELL; MAKHOBA, 2017). 

Entretanto, para falhas de curto-circuito entre espiras, pouco sobre continuidade de 

operação para máquinas de indução é encontrado na literatura (MOHAMMADPOUR; PARSA, 

2015), (DIETERLE; GREINER; HEIDRICH, 2019). Alguns trabalhos afirmam que a falha é 

tão agressiva, que o que pode ser feito é apenas detectar a falha e parar a máquina antes que ela 

tome dimensões catastróficas (GRUBIC et al., 2011), (KOTI et al., 2021). Existem muitas 

pesquisas sobre esse assunto. A maioria dos métodos de monitoramento de falhas no estator de 

motores de indução são baseados em assinatura de corrente (EFTEKHARI et al., 2014), por ser 

não invasivo (RAY; DEY, 2022), mas também é possível realizar análise harmônica do fluxo 

de entreferro (CHEN; XIE, 2022) com bobinas exploradoras e sensores de efeito Hall, análise 

de vibração, fluxo de dispersão e temperatura da carcaça (KUMAR et al., 2021).  

Alguma possibilidade de operação tolerante às faltas de curto-circuito no enrolamento de 

estator encontrada na literatura envolve máquinas síncronas com projeto especial, a fim de 

minimizar as correntes de curto-circuito e o acoplamento mútuo entre as fases. Nesse projeto 

especial, tem-se uma indutância de fase suficientemente alta e uma indutância mútua 
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suficientemente baixa entre as fases para evitar perda de desempenho nas fases saudáveis 

restantes, por meio do uso de um estator com enrolamentos concentrados (JACK; MECROW; 

HAYLOCK, 1996), (JIANG et al., 2018).  

As falhas no estator de máquinas de indução podem evoluir para a abertura do 

enrolamento, bem como os defeitos na ligação com o inversor e conexões de alta resistência 

(GONCALVES; CRUZ; MENDES, 2022). Uma máquina trifásica trabalhando com fase aberta 

se comporta como uma máquina monofásica e não produz uma FMM rotativa, perdendo a 

capacidade de partir e acionar a carga (DE ROSSITER CORRÊA et al., 2001).  

Com relação às estatísticas dos modos de falha, também não há consenso na literatura. 

GRUBIC et al. (2008) afirmam que falhas de circuito aberto nos enrolamentos raramente 

ocorrem quando comparadas a falhas de curto-circuito do estator. Por outro lado, ZHOU et al. 

(2019a) e TOUSIZADEH et al. (2019) dizem o contrário, e isso indica a escassez de estatísticas 

no sentido dessa caracterização. 

2.1.2. Falhas em Conversores de Potência 

Os dispositivos eletrônicos de potência são as partes mais vulneráveis do acionamento 

elétrico, com taxa de falhas maiores do que as máquinas e outros elementos passivos (SUN et 

al., 2022b). Cerca de 38% das falhas em acionamentos de velocidade variável são devidas a 

falhas nos conversores de potência (YANG et al., 2010).  Os semicondutores de potência e 

capacitores são os elementos mais frágeis de um conversor (FALCK et al., 2018b), 

(PEYGHAMI; BLAABJERG; PALENSKY, 2021). As falhas nas chaves da ponte inversora 

são as mais comuns nesse tipo de acionamento (ZHU; ERTUGRUL; SOONG, 2007), (WANG, 

2017), sendo responsáveis por 34 % das falhas no conversor (CHOI; BLAABJERG; LEE, 

2015). Ainda nesse equipamento, falhas nos capacitores correspondem a 30%, falhas nas placas 

de circuito impresso são 26% e outras falhas, 10% (BHIMIREDDY; IQBAL, 2022).  

As falhas nos retificadores a diodos não recebem muita atenção na literatura, pois os diodos 

falham muito menos que os IGBTs (Insulated Gate Bipolar Transistor) (KLUG; MERTENS, 

2003), já que são comutados pela rede, sofrem menos efeito de indutâncias parasitas e podem 

ser sobredimensionados, em função do baixo custo. Com relação aos capacitores, existe na 

literatura uma variedade de métodos de monitoramento de sua degradação como uma forma de 

se aumentar a disponibilidade dos conversores de potência (GHADRDAN et al., 2022). 
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 Falhas em IGBTs 

Em contraste, falhas nas chaves do conversor são um tópico de grande atividade nas 

pesquisas, com relação a monitoramento de degradação, detecção em caso de falha e, em 

especial, uma operação tolerante a sua falha. As falhas no semicondutor ou no seu gate-driver 

podem forçar o IGBT a permanecer em um estado ON (ligado) ou OFF (desligado) 

constantemente. Portanto, de modo geral, essas falhas podem ser categorizadas em falhas de 

circuito aberto e falhas de curto-circuito (SIM; LEE; LEE, 2016).  

O mecanismo de falha predominante em módulos de IGBTs são o rompimento dos fios de 

ligação e delaminação de solda, devido a ciclagem térmica na junção, combinada com a 

disparidade de coeficientes de dilatação térmica entre as camadas adjacentes (LUO et al., 2022). 

Esses danos aos fios de ligação facilmente resultam na falha em circuito aberto do IGBT. Há 

referências que consideram as falhas em circuito aberto uma das mais comuns em dispositivos 

eletrônicos de potência (SUN et al., 2022b), (FENG et al., 2022), (SUN et al., 2022a). 

Adicionalmente, algumas falhas em outras partes do inversor, como no gate-driver, também 

podem levar a falhas de circuito aberto nas chaves correspondentes (SUN et al., 2022b), (SUN 

et al., 2022a). 

Por outro lado, em conversores de alta tensão em que são utilizados IGBTs em série, o modo 

preferível de falha é em curto-circuito, mesmo considerando falha no gate-driver, que, nesse 

caso, tem uma facilidade de propagar a falha para outros IGBTs (MOHSENZADE, 2021). 

Falhar em curto-circuito é o modo mais comum em dispositivos press-pack (GUNTURI; 

SCHNEIDER, 2006).  

Falha de IGBT em curto-circuito causa o fluxo de uma elevada corrente contínua nos 

enrolamentos da máquina elétrica, produção de torque frenante e uma pulsação de torque maior 

do que aquela ocasionada por falhas de curto-circuito no enrolamento da máquina. Ambas essas 

falhas oferecem risco de desmagnetizar os ímãs permanentes em máquinas que os possuam 

(YIN et al., 2021).  

As falhas de um IGBT em circuito aberto apresentam efeitos mais brandos. Essas falhas 

anulam um semi-ciclo da corrente de fase, causando o aparecimento de uma componente de 

corrente contínua na fase com defeito e nas fases saudáveis  (LU; SHARMA, 2008). Como 

resultado, há também a produção de conjugado frenante e pulsação no caso da alimentação de 

um motor elétrico (KASTHA; BOSE, 1994), (MENDES; CARDOSO, 2002). 
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 Detecção de Falhas em IGBTs 

No âmbito da detecção e diagnóstico de falhas em IGBTs, há muitos trabalhos em 

desenvolvimento na literatura. Para detecção e proteção de falhas de curto-circuito em IGBTs, 

alguns métodos maduros de detecção, como detecção por de-saturação, tem sido integrados nos 

circuitos de gate-drivers industriais (WANG et al., 2022). ABID et al. (2021) fizeram uma 

publicação recente em que se realiza a FFT (Fast Fourier Transformation) das correntes da 

saída do inversor, e utilizam-se redes neurais para detectar o IGBT em curto-circuito, que pode 

ser localizado de maneira rápida.  

Já com relação à falha de um IGBT em circuito aberto, as falhas nos próprios gate-drivers 

podem levar a isso, e então é difícil contornar essa falha por meio dos gate-drivers (WANG et 

al., 2022). Por isso há também um crescente interesse em pesquisas sobre diagnóstico e 

localização de falhas de chaves e fases abertas. Para sistemas trifásicos, existem dois grandes 

grupos que englobam os métodos de diagnóstico: estratégias baseadas em sinais e estratégias 

baseadas em modelos. Estas comparam os valores medidos de correntes e tensões com valores 

estimados. Já os métodos baseados em sinais analisam tensões ou correntes medidas (MESAI-

AHMED et al., 2022). Os métodos baseados em corrente são os mais recomendados e mais 

usados (ABDELKADER et al., 2022), pois são mais simples, confiáveis, não requerem sensores 

extras para medição de tensão, e também não há necessidade de conhecimento do modelo do 

sistema para o diagnóstico da falha (MESAI-AHMED et al., 2022). Por exemplo, YONG et al. 

(2014) utilizam o valor médio e a componente fundamental da corrente de cada fase para 

detectar o IGBT com falha.  

Entretanto, nem todos os métodos de diagnósticos para acionamentos trifásicos podem ser 

utilizados nos acionamentos multifásicos. Segundo NAIR e JAGADANAND (2022), detecção 

de falhas nos inversores por meio da medição e análise das correntes não é muito confiável em 

sistemas multifásicos, devido ao alto grau de acoplamento elétrico e magnético entre as fases 

de uma máquina de nove fases, por exemplo, em comparação com uma trifásica. Em um 

acionamento com motor de indução de nove fases, esses autores defendem que a medição das 

tensões no lado da máquina representa um melhor método de diagnóstico e localização da falha, 

inclusive pela velocidade de detecção, embora requeiram sensores extras. Portanto, ainda hoje 

existe uma necessidade de mais pesquisas envolvendo diagnóstico de múltiplas chaves e fases 

abertas (MESAI-AHMED et al., 2022) sobretudo para acionamentos multifásicos. 
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 Continuidade de Operação pós-falha 

Após detectadas as falhas, abre-se a possibilidade de técnicas de tolerância às falhas para a 

continuidade da operação com mínima perda de desempenho. No caso de chaves em curto-

circuito, soluções diversificadas são encontradas na literatura, mas ainda não havendo um 

consenso. De acordo com MEINGUET et al. (2013), máquinas conectadas em estrelas não 

possuem tolerância a falha contra uma chave do inversor em curto-circuito, mas existe a 

abordagem de que falhas de curto-circuito podem ser tratadas transformando-as em falhas de 

circuito aberto (ZHOU et al., 2019b), (TIAN et al., 2022). Muitos trabalhos sugerem isolar a 

fase defeituosa utilizando fusíveis ou chaves c.a. em série com cada chave, braço do inversor 

ou na conexão com o motor (MIRANDA; JACOBINA; LIMA, 2009), (FU; LIPO, 1993), 

(MESAI-AHMED et al., 2022).  

Alguns trabalhos propõem a utilização de máquinas de enrolamento de estator aberto, de 

forma que o inversor do lado oposto possa ser configurado caso haja o curto-circuito de uma 

chave do inversor de um dos lados do enrolamento (GRANDI et al., 2012). Há ainda trabalhos 

que sugerem colocar um enrolamento trifásico em curto-circuito (para o caso de uma máquina 

de seis fases), via inversor, e sobrecarregar o outro enrolamento trifásico. Essa estratégia de 

continuidade valeria para falhas desse tipo e de curto-circuito fase-neutro, porém para máquinas 

síncronas com projeto especial (ABOELHASSAN et al., 2012).  

BHIMIREDDY e IQBAL (2022) apresentam topologias de conversores para operação 

tolerante a falha de circuito aberto ou curto-circuito nas chaves do conversor para uma máquina 

de indução de nove fases com a possibilidade de operação no modo nove fases e quatro polos 

ou trifásico e 12 polos. Adicionalmente, é possível reconfigurar o conversor para que uma falha 

de curto-circuito em IGBT seja transformada em uma falha de curto-circuito nos enrolamentos, 

para aliviar um pouco o efeito danoso (YIN et al., 2021), em uma máquina síncrona de ímã 

permanente. 

 Tratamento da falha de circuito-aberto 

Com relação à continuidade de operação com apenas um IGBT aberto em uma fase, 

encontram-se as seguintes possibilidades na literatura: abrir a outra chave da mesma fase ou 

manter seu chaveamento. SUN et al. (2022b) sugerem chavear o IGBT ainda saudável do 

mesmo braço, para haver um melhor aproveitamento em termos de produção de torque e 
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elevação das correntes das fases sãs. Eles publicaram um estudo sobre a injeção de corrente 

contínua para a operação tolerante a falha de apenas um IGBT em aberto em um braço do 

inversor multifásico. Por outro lado, podem-se abrir os dois IGBTs do mesmo braço, a fim de 

transformar em falta de fase aberta, que já é considerado um modo de falha amadurecido na 

literatura (DURAN; BARRERO, 2016). Muitas vezes, os diodos de roda-livre estão sãos, 

possibilitando o fluxo de uma pequena corrente, mas que pode ser considerada como uma 

perturbação externa rejeitada pelo controlador (GUZMAN et al., 2015a).  

A maioria dos trabalhos encontrados na literatura sobre a continuidade da operação do 

acionamento frente a falhas são para o caso de fases em circuito aberto (DURAN; BARRERO, 

2016), que propõem soluções mais simples do que aquelas encontradas para um único IGBT 

em curto-circuito ou em circuito aberto. Dessa forma, para falhas nas chaves do conversor, o 

presente trabalho sugere um modo único de falta: a operação com fases abertas. 

Uma revisão sobre a operação tolerante a falta de fases abertas é encontrada em (DURAN; 

BARRERO, 2016). Elas são certamente as mais simples de se analisar, modelar e, 

principalmente, de se propor técnicas de continuidade de operação. Correntes pós-falta são 

determinadas para se produzir uma mesma FMM balanceada de maneira muito mais fácil do 

que no caso de qualquer outra falha (JEN-REN FU; LIPO, 1994). O problema de se produzir 

uma FMM balanceada quando há fases abertas se resume a um problema geométrico e 

trigonométrico.  

Se uma fase de um motor trifásico se abre, a máquina se torna “monofásica”, produzindo 

uma FMM apenas pulsante. Devido à componente de sequência negativa da FMM produzida 

pelo estator, a sua interação com o campo de rotor produzirá uma pulsação de conjugado na 

frequência de duas vezes a frequência das correntes de estator (DE ROSSITER CORRÊA et 

al., 2001). Além disso, a potência máxima do acionamento pode ser reduzida  (ZHANG et al., 

2019).  

O motor trifásico pode continuar a girar com duas fases, porém requer algum meio externo 

para a partida e condutor de neutro, de forma que as correntes das duas fases restantes possam 

ser independentemente controladas (MIRAFZAL, 2014; TIAN-HUA LIU; JEN-REN FU; 

LIPO, 1993; TOUSIZADEH et al., 2019). Há um aumento de 73 % (JEN-REN FU; LIPO, 

1994) nas duas correntes de fase restantes, o que pode levar a saturação do núcleo (AMIN et 

al., 2019). Também para máquinas trifásicas, RIBEIRO et al. (2001), RICHARDEAU et al. 

(2007) e ZHOU et al. (2019a) sugerem o uso de um conversor de quatro braços para a conexão 
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do neutro da máquina. ZHOU et al. (2019b) recomendam ainda colocar uma indutância no 

condutor de neutro para reduzir o ripple da corrente de neutro devido ao chaveamento. Todas 

essas opções demandam equipamentos e conexões extras e requerem acesso ao neutro da 

máquina, o que não é mandatório no caso de máquinas multifásicas. 

Devido ao elevado grau de liberdade de máquinas multifásicas, na ocorrência de fases 

abertas, suas correntes podem ser reconfiguradas para produzir uma FMM rotativa, mesmo sem 

a necessidade de conexões ou equipamentos extras. Pesquisas sobre isso são abordadas por 

exemplo em (BERMUDEZ et al., 2017, 2018; CARRIÈRE et al., 2016; FNAIECH et al., 2010; 

GONZALEZ-PRIETO; DURAN; BARRERO, 2017; GUZMAN et al., 2014; KIANINEZHAD 

et al., 2008; TANI et al., 2012; ZHAO; LIPO, 1996a, 1996b) para máquinas de indução com 

até sete fases. A pesquisa de JEN-REN FU e LIPO (1994) pode ser usada tanto para máquinas 

multifásicas de indução quanto máquinas síncronas, desde que a estrutura do estator seja a 

mesma e com até sete fases. As referências (LIU; ZHENG; LI, 2017), (ABDEL-KHALIK et 

al., 2018) e (REDDY et al., 2017) também tratam de máquinas de indução de nove fases (mas 

com diferentes estruturas) operando com fase aberta, e REDDY et al. (2017) também cobre a 

parte de falhas em curto-circuito. Outras máquinas de nove fases (que não máquinas de indução) 

operando com fases abertas são pesquisadas em (RUBA; FODOREAN, 2012; WANG et al., 

2018; YU; CHENG; CHAU, 2016).  

Em trabalhos anteriores (DE SOUZA, 2017), (DE SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017a), 

foram desenvolvidos alguns métodos para determinar as correntes das fases saudáveis a serem 

aplicadas ao estator da máquina de nove fases em situação de fases abertas. Pelo “Método das 

Amplitudes Iguais”, as correntes das oito fases ativas, quando da ocorrência de uma fase aberta, 

devem ser aumentadas em apenas 16,2 % em relação ao valor pré-falta para produzir uma força 

magnetomotriz balanceada e o mesmo torque. Comparando-se com uma máquina de cinco fases 

com uma fase aberta, as correntes das suas quatro fases restantes deveriam ser aumentadas em 

38 % (JEN-REN FU; LIPO, 1994).  

Em (DE SOUZA, 2017) e (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018), modelagem 

e controle de velocidade da máquina de indução eneafásica na condição de fases abertas 

também foram realizadas em simulação. Nos trabalhos citados, não foi efetuada uma 

implementação prática dos métodos e do controle desenvolvido, já que mais um desafio é se 

promover uma operação tolerante a falta por meio de um controle de correntes adequado. 
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Porém, o Capítulo 3 deste texto traz o equacionamento e simulações para a modelagem e 

controle de torque por orientação de campo adequado para a MI9F com fases abertas. 

Além da tolerância a falhas, as máquinas multifásicas possuem ainda mais vantagens, que 

são abordadas na próxima Seção. Na sequência, as máquinas multifásicas são exploradas com 

relação ao histórico do crescimento por seu interesse e suas aplicações. 

2.2. Máquinas Multifásicas 

Máquinas multifásicas são máquinas com número de fases no estator maior do que três. O 

conceito de máquinas multifásicas já existe há um século. Na década de 1920, houve uma 

demanda por geradores de alta potência, mas que eram limitados pela máxima corrente 

permitida pelos disjuntores. Então, um gerador trifásico era convertido em um de seis fases, de 

forma que os disjuntores existentes à época conseguiam operar com a corrente em cada fase. 

Porém, a solução multifásica dessa aplicação perdeu sua popularidade à medida em que se 

aumentava o limite de corrente dos disjuntores (KIM et al., 2013).  

Ao final da década de 1960, quando acionamentos c.a. por inversores de frequência estavam 

em seu estágio inicial de desenvolvimento, os acionamentos de frequência variável para 

máquinas multifásicas também surgiram (KIM et al., 2013). Nessa época, máquinas de seis 

fases, podendo ser também chamadas de “dual trifásico” ou “split-phase” dependendo da 

configuração, existiram na indústria para resolver um problema antigo dos inversores em onda 

quadrada. Os inversores por fonte de corrente (CSI) alimentando as máquinas de indução de 

seis fases eram utilizados industrialmente para eliminar a pulsação de torque de sexto 

harmônico (NELSON; KRAUSE, 1974). Essa pulsação era produzida principalmente devido à 

interação entre a componente fundamental de fluxo e os harmônicos quinto e sétimo das 

correntes de rotor. Na configuração de seis fases assimétrica (30°) de um motor de indução, as 

pulsações de sexto harmônico no torque produzidas pelos dois grupos trifásicos estão em 

oposição, cancelando-se mutuamente. A pulsação de torque resultante será na frequência de 12 

vezes a frequência fundamental da alimentação pelo CSI (GOPAKUMAR; RANGANTHAN; 

BHAT, 1993). 

Além do problema do sexto harmônico no torque, acionamentos por CSI possuíam uma 

limitação para o aumento da velocidade e potência, devido aos elevados picos de tensão 

resultantes do rápido chaveamento, pelos tiristores, de correntes indutivas demandadas pelo 
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motor (LIPO; WALKER, 1983). Com a utilização de máquinas dual trifásicas, o acionamento 

com CSI apresentava um aumento significativo na faixa de velocidade antes do aparecimento 

desses problemas de comutação. LIPO e WALKER (1983) sugeriram que máquinas com fases 

múltiplas de três, como nove e doze fases, também poderiam ser utilizadas para essa finalidade.  

Entretanto, essa redução da pulsação de torque com o uso de máquinas multifásicas foi 

perdendo a importância com o desenvolvimento de técnicas de modulação por largura de pulso 

(PWM). Porém, na metade dos anos 1990s, máquinas e acionamentos multifásicos receberam 

um aumento significativo na atenção da indústria e dos pesquisadores, e seus benefícios foram 

reconhecidos novamente, principalmente devido ao desenvolvimento na área de propulsão de 

navios (KIM et al., 2013). 

A princípio, as máquinas multifásicas foram criadas para dividir a potência total por um 

número de fases maior do que três (KIANINEZHAD et al., 2008). Tem-se, assim, a 

possibilidade de se trabalhar com níveis menores de tensão e/ou corrente: a redução da potência 

por fase faz com que o produto tensão por corrente possa ser reduzido. Essa vantagem também 

é útil quando existe um limite relativamente baixo de tensão e corrente, como em veículos 

elétricos (KLINGSHIRN, 1983). Vale observar que se pode obter uma economia significativa 

no custo do conversor quando se escolhe a redução da tensão de operação para os módulos de 

semicondutores (BASTOS, 2015) e também no custo de dissipadores (ABDEL-MAJEED et 

al., 2021). 

Os acionamentos multifásicos possuem ainda mais vantagens além dessas relacionadas à 

divisão da potência por um número maior que três. Podem-se citar também  pulsação de torque 

com amplitude reduzida e frequência aumentada, devido à eliminação de harmônicos temporais 

no fluxo de entreferro (PANT; SINGH; SINGH, 1999), redução das correntes harmônicas de 

rotor, menores perdas no cobre do estator, menor corrente harmônica no barramento c.c., 

possibilidade de ganho de torque com injeção de correntes harmônicas (SLUNJSKI et al., 

2021), possibilidade de mudança de números de polos por via eletrônica (sendo máquina de 

indução) e a tolerância a falhas (DURAN; BARRERO, 2016), (LEVI et al., 2007), (LU et al., 

2017), considerada uma das mais importantes. 

Para uma mesma potência, a máquina multifásica pode ser menor do que uma máquina 

trifásica (BASTOS, 2015), considerando-se a possibilidade de aumento de produção de torque 

com correntes harmônicas. Para uma máquina com 𝑛 fases, os harmônicos ímpares de ordem 
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entre 1 e 𝑛 − 1 podem ser utilizados para produção adicional de torque e, assim, aumentar a 

densidade de torque (SLUNJSKI et al., 2021).  

Além disso, a pulsação de torque é reduzida em máquinas multifásicas devido à redução 

dos harmônicos espaciais. JUAN JUANCHI, CHIBA e KOBAYASHI (2020) conduzem uma 

análise via elementos finitos que mostrou uma redução de cinco vezes na ondulação de torque 

de uma máquina de indução de nove fases e oito polos, com enrolamento concentrado (72 

ranhuras), em comparação com a pulsação de torque de uma máquina trifásica de mesmo 

número de polos e de ranhuras, portanto com enrolamento distribuído. Eles mostram que o 

conteúdo de harmônicos espaciais da FMM gerada pelo enrolamento de nove fases, mesmo 

concentrado, é menor, e que os mais significativos são de ordem mais elevada, como 17° e 19°, 

enquanto no enrolamento trifásico há harmônicos espaciais de baixa ordem, como 5° e 7°. 

Máquinas e inversores com número de fases múltiplos de três possuem a vantagem de poder 

utilizar a tecnologia trifásica, que já é consolidada, e isso reduz tempo e custo em projetos 

(RUBINO et al., 2021). Além disso, refazer o enrolamento de uma máquina originalmente 

trifásica para transformá-la em uma máquina de cinco fases, por exemplo, no estator, nem 

sempre é uma opção viável (ABDEL-MAJEED et al., 2021). ALOSA et al. (2022) propõem 

um sistema multi-trifásico reconfigurável, em que os estatores trifásicos podem ser ligados em 

série ou em paralelo, a depender da velocidade requerida. 

Dentre todas as vantagens das máquinas multifásicas, a tolerância a falhas é uma das mais 

promissoras. Devido ao número maior de graus de liberdade, a tolerância a falhas de máquinas 

multifásicas é inerentemente maior que das máquinas trifásicas. Aplicações como propulsão 

elétrica, acionamentos para aplicações aeroespaciais e sistemas de geração eólica “offshore” 

comumente requerem uma operação sob falta por longos períodos de tempo (BANEIRA et al., 

2017).   

Uma das possibilidades mais confiáveis para elevar a tolerância a falhas de acionamentos 

elétricos seria o uso de acionamentos “multisingle-phase”, onde conversores independentes 

alimentam galvanicamente separados as fases da máquina. Porém, essa solução poderia ser 

muito cara, complicada e com eficiência reduzida. A proposta de sistemas multi-trifásicos se 

mostra como uma solução intermediária, onde cada enrolamento trifásico poderia ser 

alimentado por conversores trifásicos independentes, com a possibilidade de conectar ou não o 

neutro de cada sistema trifásico, a depender da necessidade e da operação (SALA et al., 2021).   



41 
 

 
 

Como já foi colocado, ao contrário do que ocorre em uma máquina trifásica, a perda de uma 

ou mais fases não impede que a máquina multifásica produza campo magnético girante e 

conjugado para partir e acionar a sua carga. O desempenho com uma fase aberta se torna melhor 

com o aumento do número total de fases (KLINGSHIRN, 1983). Além disso, uma estratégia 

conveniente de controle pode ser utilizada para reconfigurar as correntes de estator, de forma a 

reduzir as oscilações de torque de segundo harmônico, que é inerente à operação com fases 

abertas. Contrariamente ao que ocorreria em máquinas trifásicas, não há necessidade de 

condutor de neutro para fazer essa reconfiguração (KIANINEZHAD et al., 2008).  

A Tabela 1 apresenta os valores das correntes das fases restantes de máquinas multifásicas 

após a reconfiguração das correntes para uma operação tolerante à perda de uma fase (1 pu é o 

valor da corrente na operação pré-falta). As novas correntes são calculadas de forma a manter 

uma FMM equilibrada e o mesmo torque, sem corrente de neutro. A máquina de nove fases 

originalmente no estator apresenta um menor aumento nas correntes pós-falta em relação às 

máquinas com um número de fases menor. Esse fato já é esperado, mas é importante ressaltá-

lo, pois as máquinas de 5 a 7 fases são as multifásicas mais comuns em pesquisas na literatura. 

Tabela 1 – Operação tolerante a falha de uma fase aberta no estator da máquina (neutro isolado) 
(JEN-REN FU; LIPO, 1994), (DE SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017a). 
 

Número original de fases no estator Correntes das fases saudáveis [pu] 

3 - 

4 2:√2: √2 

5 1,382 

6 1,297 

6 (dual trifásica) 1,44 

7 1,23 

9 1,1619 

 

A máquina multifásica proposta para este trabalho é uma máquina de indução de nove fases. 

Sua estrutura é simétrica com um ângulo de 40° entre fases adjacentes. Máquinas simétricas 

apresentam menor distorção harmônica nas correntes em comparação com as máquinas 

assimétricas. Assim, o defasamento simétrico no estator se mostra preferível para estratégias 
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de controle em que os espaços harmônicos são negligenciáveis (GONZALEZ-PRIETO et al., 

2022). A Figura 2.2 mostra o diagrama básico de construção da máquina de nove fases com 

dois polos e o diagrama dos nove enrolamentos com os neutros conectados entre si. A Figura 

2.3 apresenta um diagrama fasorial para esta configuração. 

 

  

(a) (b) 

Figura 2.2 – Estator de nove fases, (a) Diagrama de construção (considerando-se dois polos) e 

(b) diagrama elétrico singular da máquina de nove fases (BASTOS, 2015). 

 

Figura 2.3 – Diagrama dos fasores de correntes do enrolamento de nove fases equilibrado e 

simétrico. 

Máquinas de nove fases já são abordadas em muitos trabalhos da literatura. Alguns grupos 

de pesquisa no Brasil também estudam máquinas de indução multifásicas, e, especificamente 

para uma máquina de nove fases, podem-se citar as referências (MELO; JACOBINA; DE 

FREITAS, 2017) e (DA SILVA et al., 2019).  

As referências (BASTOS et al., 2015) e (ABDEL-KHALIK; MASSOUD; AHMED, 2019) 

desenvolvem a modelagem de uma MI9F sob condições balanceadas. Em (BASTOS et al., 

2018; BASTOS; DE SOUZA; FILHO, 2019; RAMAIAH, 2019) são discutidas técnicas de 

modulação para conversores de nove fases. As referências (ABDUALLAH et al., 2018; 
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CHENG et al., 2018; DROZDOWSKI; CHOLEWA, 2018; SLUNJSKI; JONES; LEVI, 2018, 

2019; STISCIA et al., 2019; TIPPE; BOLVASHENKOV; HERZOG, 2018; YOLACAN, 2019) 

são outros exemplos de estudos gerais sobre máquinas de nove fases. 

Com motores de indução de nove fases, ainda é possível realizar a mudança do número de 

polos de forma eletrônica, bastando alterar as ondas de referência de modulação (BASTOS, 

2015). Por exemplo, uma máquina de indução de nove fases e quatro polos pode ser alterada 

para o modo trifásico e doze polos. Do ponto de vista de aplicação em veículos elétricos, essa 

característica traz a vantagem da mudança via controle da relação de redução de velocidade, 

que nos veículos comuns é feita por uma caixa de redução mecânica. SILVA, PUJATTI e 

PIRES (2018) abordam a utilização de MI9F em veículos híbridos.  

O uso da máquina de nove fases contribui também para o sistema de carregamento de 

baterias em veículos elétricos, como abordado em (BODO et al., 2017; SUBOTIC et al., 2015; 

YU et al., 2018). O acionamento de nove fases é de maior interesse para carregadores de bateria 

onboard em veículos elétricos, sendo mais adequados que os sistemas de cinco e seis fases, 

pois não requer reconfiguração no modo de carregamento. A referência (ABDEL-MAJEED et 

al., 2021) estuda a operação do carregador de bateria com uma ou mais fases abertas no estator. 

Estudos da aplicação de máquinas de indução multifásicas em veículos elétricos são 

encontradas nas referências (BAGHERI; FARJAH; GHANBARI, 2021; BALTATANU; 

FLOREA, 2013; MATSUYAMA et al., 2021; PRIYANKA; JAGDANAND, 2022; 

SOWMIYA; THILAGAR, 2018; UMESH; SIVAKUMAR, 2014; VISHNU VARDHAN 

REDDY; PRATHAP REDDY; SIVAKUMAR, 2018). Os artigos (WOGARI; OJO, 2011) e 

(CHEN et al., 2016) estudam máquinas síncronas de nove fases para essa aplicação. De fato, as 

várias vantagens de máquinas multifásicas podem contribuir muito para o desenvolvimento de 

veículos elétricos. As máquinas síncronas com ímãs permanentes são interessantes para 

veículos elétricos devido à maior densidade de potência. Porém, em especial, a máquina de 

indução de nove fases apresenta características como mudança do número de polos por via 

eletrônica e aumento de torque com injeção de correntes harmônicas, que não são qualidades 

de máquinas síncronas a ímãs permanentes.  

Todas essas possibilidades atraíram o uso de máquinas multifásicas para diversas aplicações 

especiais. Máquinas multifásicas são muito utilizadas em aplicações que requerem variação de 

velocidade (DA PAZ et al., 2019). Além das aplicações em veículos elétricos, elas também 

estão se tornando cada vez mais comuns em aplicações aeroespaciais (ALOSA; IMMOVILLI; 
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LORENZANI, 2019). Mais aplicações especiais podem ser citadas, como o elevador de ultra 

velocidade da Hyundai (1,1 MW – acionamento de nove fases), o sistema de propulsão da 

General Electric (20 MW – acionamento de quinze fases) e o sistema de geração multifásica 

em aplicações conectadas a rede ou isoladas (uma turbina de 5 MW e doze fases da Siemens 

Gamesa) (DURAN et al., 2017).  

A Teco Westinghouse produz motores de indução para soluções marítimas, para as novas 

necessidades de desempenho e confiabilidade. São máquinas especiais, de acordo com as 

especificações da aplicação. Suas máquinas multifásicas podem chegar a 13,8 kV, 35000 HP e 

1800 rpm (TECO-WESTINGHOUSE, 2020).  

Há também trabalhos sobre máquinas de nove fases para geração eólica, como apresentado 

em (FAN et al., 2016; LI; HUA; CHENG, 2014; PRIETO-ARAUJO et al., 2015), e para 

elevadores ultrarrápidos (BARRERO; DURAN, 2016; JUNG et al., 2009, 2012). A justificativa 

para essas aplicações também são a possibilidade de se trabalhar com corrente reduzida e 

melhor tolerância a falhas, já que são sistemas de alta potência, onde a confiabilidade é um fator 

importante. Nesse sentido, para demonstrar a capacidade de operação da MI9F em algumas 

condições de falta, a próxima seção apresenta resultados de experimentos em laboratório, ainda 

em malha aberta. 

2.3. Avaliação Experimental de Faltas de Fases Abertas em um 
Acionamento de Nove Fases (Malha Aberta) 

Alguns experimentos são realizados para caracterizar a operação balanceada e sob as 

seguintes falhas no acionamento: uma, duas ou três fases abertas adjacentes. Falhas que 

envolvem curto-circuito como falta fase-neutro, faltas fase-fase e IGBT em curto-circuito são 

tratadas no Apêndice A. Os experimentos foram feitos a vazio e com carga, com a aplicação de 

tensões balanceadas, defasadas de 40°, por meio de um inversor de frequência de nove fases. 

Os testes a vazio foram realizados em um trabalho anterior (DE SOUZA, 2017), mas são 

colocados lado a lado dos resultados dos testes sob carga, para facilitar a comparação. 
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2.3.1. Descrição do Acionamento 

A Figura 2.4 apresenta o protótipo da máquina de indução de nove fases, do conversor de 

nove fases e da placa de controle com o DSP (processador digital de sinais) utilizados nos 

experimentos. A máquina de indução é um protótipo de 10 cv e 4 polos. Esse motor foi 

escolhido inicialmente para aplicações em veículos elétricos, e seus dados de placa são 

apresentados na Tabela 2. O torque nominal desta máquina é 9,8 Nm. O conversor de potência 

de nove fases utilizado neste trabalho é formado por três inversores trifásicos de 40kVA, 

fabricados pela WEG, modelo CFW09. O controle do fabricante foi retirado e substituído por 

um algoritmo desenvolvido em Simulink para que os três inversores trifásicos formem um 

inversor de nove fases, aplicando-se as tensões com o defasamento de 40° entre cada fase. O 

algoritmo é implementado em um DSP TMS320F28335 da Texas Instruments. 

 

 
(a) 

 

(b) 

 

(c) 

Figura 2.4 – Acionamento de nove fases, (a) Protótipo da Máquina de indução de nove fases (à 

esquerda em azul) e uma máquina de indução trifásica funcionando como carga (à direita em 

alaranjado), (b) conversor de frequência de nove fases e (c) Placa do DSP TMS320F28335 da 

Texas Instruments. 
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Tabela 2 – Dados de placa do protótipo da Máquina de Indução de Nove Fases. 

Característica Valor 

Potência de Saída 10 cv 

Corrente Nominal 4,43 A 

Tensão Nominal (fase) 254 V 

Frequência nominal 240 Hz 

Rotação Nominal 7140 rpm 

Fator de Potência Nominal 0,71 

Rendimento Nominal 0,91 

 

A máquina possui 36 ranhuras de estator, tendo seus enrolamentos concentrados, com passo 

pleno e uma ranhura por polo por fase. São duas bobinas em série por fase, cada uma com 35 

espiras. Dessa forma, cada fase possui 70 espiras. O comprimento do pacote de chapas é 140 

mm. A Figura 2.5 apresenta a geometria e as medidas da chapa de estator, e a Figura 2.6, a 

chapa de rotor.  
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Figura 2.5 – Detalhes da chapa de estator. 

 

 

Figura 2.6 – Detalhes da chapa de rotor. 

A medida do entreferro é 0,6 mm. O rotor é do tipo gaiola de esquilo, em alumínio, e possui 

28 barras. Foi considerada a saturação do material do núcleo magnético (aço elétrico da Aperam 
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para alta frequência), cuja curva de magnetização, B (densidade de fluxo magnético) x H 

(intensidade de campo magnético), é apresentada na Figura 2.7. 

 

Figura 2.7 – Curva de Magnetização do Material Ferromagnético da Aperam. 

O neutro do motor é isolado. O nível de tensão no barramento c.c. utilizado é 𝑉 = 311 𝑉, 

reduzido por questões de segurança, mas não comprometendo a representatividade dos 

resultados. Os parâmetros de circuito equivalente referidos ao estator da máquina, estimados 

por testes a vazio e rotor bloqueado, são: resistência de estator 𝑅 = 1 𝛺, resistência de rotor 

𝑅 = 0,68 𝛺, indutância de dispersão de estator 𝐿 = 4,3 𝑚𝐻, indutância de dispersão de rotor 

𝐿 = 4,3 𝑚𝐻 e indutância mútua 𝐿 = 94,4 𝑚𝐻. A frequência de chaveamento do PWM 

senoidal adotada é 6480 Hz nos testes a vazio e 3240 Hz nos testes com carga. Todas as 

medições de corrente seguintes foram reamostradas à frequência de chaveamento, o que 

representa um efeito de filtragem. Com isso, elimina-se o ripple devido ao PWM. As medições 

de torque são realizadas com uma célula de 200 Nm T40B da HBM. 

2.3.2. Operação Balanceada em Malha Aberta 

No teste balanceado a vazio, a MI9F foi alimentada com 110 Vrms (entre fase e neutro), 

frequência fundamental de 120 Hz, resultando em correntes balanceadas com pico de 2,1 A 

(1,52 Arms), Figura 2.8 (a). No teste com um conjugado de carga parcial de 6 Nm, a 

alimentação foi reduzida para 63,5 Vrms e 60 Hz para reduzir os efeitos de tempo morto do 

conversor. A máquina girou a 1770 rpm, e a corrente de estator, mostrada na Figura 2.8 (b), 
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vale 3 Arms, ou 4,2 A de pico. Simulando o modelo desenvolvido em um trabalho anterior (DE 

SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018), com os parâmetros da MI9F obtidos via 

ensaios no protótipo, a 60 Hz e com carga de 6 Nm, o valor de pico das correntes de fase foi 

3,93 A, para a operação balanceada. Isso mostra uma boa concordância com do modelo com os 

resultados experimentais. 

(a) (b) 
Figura 2.8 – Resultados experimentais: Operação balanceada, (a) a vazio e (b) sob carga de 6 

Nm. 

São notados alguns harmônicos nas correntes de fase sob carga, mesmo com a máquina 

balanceada (3°, 5°, 7°, 11°, 13°, 15°), como se tem na Figura 2.9. Segundo BOLDEA e NASAR 

(2002), os harmônicos devido ao rotor em gaiola de esquilo podem ser calculados como: 

ℎ = 𝑘 ∙
𝑁

𝑝
± 1, (2.1)  

em que 𝑁  corresponde ao número de barras (e ranhuras) no rotor, 𝑘 é um número natural e 𝑝 

é o numero de par de polos. Nesta máquina, há 28 barras, e então os harmônicos devido à gaiola 

possuem ordens 13, 15, 55, 57, etc. Os harmônicos 13° e 15° se manifestam nas correntes de 

fase de estator e no fluxo de entreferro (BOLDEA; NASAR, 2002). 

 

Figura 2.9 – Espectro de frequência da corrente da fase A1 na operação balanceada com carga 

de 6 Nm apresentada na Figura 2.8 (b).  

Já os harmônicos ímpares de ordem mais baixa, como 3°, 5° e 7° possuem amplitude em 

torno de 2 %. Eles podem estar surgindo devido a saturação magnética nessa máquina, que 
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possui enrolamento concentrado. Isso sugere uma necessidade de mais critérios no projeto ou 

escolha do material ferromagnético para esta máquina. 

2.3.3. Fases em Circuito Aberto 

A. Fase A1 aberta 

A máquina tem a fase A1 aberta desde a partida. Os resultados de corrente de estator, agora 

desequilibradas, são apresentados na Figura 2.10. As fases mais afetadas são aquelas adjacentes 

no tempo em relação à fase aberta, A2 e C3 (ou I2 e I9), cujos valores de pico a 6Nm para as 

componentes fundamentais são 5,48 A (aumento de 27,5%) e 5,3 A (aumento de 24%), 

respectivamente.  

Simulando o modelo proposto em um trabalho anterior (DE SOUZA; BASTOS; 

CARDOSO FILHO, 2018), com a carga de 6 Nm, as correntes 𝑖  e 𝑖  são também as mais 

afetadas, valendo 5,17 A (aumento de 31 %) e  5,11 A de pico (aumento de 30 %), 

respectivamente. Mais medições de tensões de fase, de neutro e cálculo do impacto nas 

correntes a vazio nos testes de fases abertas são encontrados em (DE SOUZA, 2017) e 

(SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017). 

(a) (b) 
Figura 2.10 – Resultados experimentais: Fase A1 aberta, (a) a vazio e (b) sob carga de 6 Nm. 

B. Fases A1 e A2 abertas 

A Figura 2.11 expõe as correntes medidas para a operação com as fases A1 e A2 abertas. 

Novamente, as fases mais afetadas foram aquelas adjacentes no tempo em relação às fases 

abertas: A3 (7,66 A de fundamental, aumento de 78 % sob carga) e C3, (ou I3 e I9). A corrente 

da fase B3 tem um aumento perceptível na condição a vazio, por ser uma fase adjacente no 

espaço em relação às fases abertas. 
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(a) (b) 

Figura 2.11 – Resultados experimentais: Fases A1 e A2 abertas, (a) a vazio e (b) sob carga de 

6 Nm. 

C. Fases A1, A2 e A3 abertas 

Na Figura 2.12 são exibidas as seis correntes restantes para a operação com as fases A1, A2 

e A3 abertas. Seguindo a mesma tendência, as fases mais afetadas são B1 e C3 (ou I4 e I9), que 

aumentam 2,5 vezes. 

(a) (b) 

Figura 2.12 – Resultados experimentais: Fases A1, A2 e A3 abertas, (a) a vazio e (b) sob carga 

de 6 Nm. 

Com as correntes de estator das figuras anteriores para operação sob carga parcial de 6 Nm, 

foi calculada a FMM, Equação (2.2), onde 𝑁 é o número de espiras por fase, para cada situação, 

então apresentadas na Figura 2.13. 

ℱ = 𝑁𝐼 + 𝑎𝑁𝐼 + 𝑎 𝑁𝐼 + ⋯ + 𝑎 𝑁𝐼 ,   𝑎 = 𝑒 ° 

 

(2.2)  

Existe distorção na FMM, devido à crescente presença da componente de sequência 

negativa, que se torna mais expressiva com o aumento do número de fases abertas. Assim, o 

desenho geométrico da FMM se torna mais elíptico e inclinado, como ilustra a Figura 2.13. A 

componente de sequência negativa na FMM é responsável pela pulsação de torque de segundo 

harmônico. As medições de torque produzido pelo MI9F para operação com carga (6 Nm) são 
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ilustradas na Figura 2.14. A Tabela 3 reúne os harmônicos desses torques medidos, bem como 

medições de velocidade e escorregamento para cada situação.  

 

Figura 2.13 – Força Magnetomotriz normalizada produzida pelas correntes de estator – Fases 

Abertas sob carga de 6 Nm. 

 

Figura 2.14 – Medições do torque produzido pelo MI9F – Fases Abertas.  

De fato, a operação com fases abertas causa o aparecimento de torque pulsante de segundo 

harmônico, que se intensifica com o número de fases perdidas, devido à crescente componente 

de sequência negativa na FMM. Simulando-se o modelo de (DE SOUZA; BASTOS; 

CARDOSO FILHO, 2018), para uma fase aberta, o torque pulsante de pico resulta em 8,6 %, 

enquanto no experimento foi obtido o valor de 6,28 %. Pode-se perceber também o surgimento 

de pulsação de torque de 6° harmônico com a abertura de duas e três fases. 
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Tabela 3 – Conteúdo harmônico no torque (pico) e medições de velocidades: fases em circuito 
aberto. 

6 Nm 

Em porcentagem do valor c.c.  
(6 Nm) 

Medições de Velocidades 

60  
Hz 

120 
Hz 

240 
Hz 

360 
Hz 

THD 
(%) 

Velocidade de 
Rotor [rpm] 

Escorregamento 

Balanceado 13,7 - - - 17,1 1770 0,0167 
A1 aberta 15,3 6,28 - - 19,6 1769 0,0172 

A1 e A2 abertas 12,8 14,2 - 2,5 22,2 1763 0,0206 
A1, A2 e A3 

abertas 
13,1 24,8 - 8,9 31,4 1753 0,0261 

 

Mesmo com alimentação equilibrada, sob carga parcial, houve uma oscilação de 60 Hz no 

torque (mesma frequência das correntes de estator). Essa oscilação também foi encontrada na 

medição de torque de um outro motor trifásico convencional, usando a mesma célula de torque. 

Esse medidor tem capacidade de medir 200 Nm, e os valores de conjugado empregados nos 

experimentos são muito mais baixos. Por isso, acredita-se que essa oscilação se trata de um 

problema de medição. A pulsação de 60 Hz nos torques não está relacionada com as faltas, 

mantendo-se praticamente no mesmo valor. 

Estes experimentos demonstraram a capacidade do motor em partir e acionar carga com 

fases abertas. Por outro lado, os resultados apontaram problemas como a pulsação de torque de 

segundo harmônico, em virtude da FMM de sequência negativa, e o desequilíbrio nas correntes 

de fase. 

2.4. Conclusões 

Há vários modos de falhas em inversores e máquinas de indução, que podem resultar em 

cenários de curto-circuito ou circuito aberto. De forma geral, as falhas que envolvem curto-

circuito provocam consequências mais severas, como elevadas correntes, torque frenante e risco 

de destruição do núcleo da máquina. 

Quando uma falha de curto-circuito ocorre em um enrolamento, a corrente de falta não pode 

ser eliminada via controle, pois inerentemente existe uma tensão induzida nesse enrolamento, 

devido ao fluxo magnético e à rotação da máquina. Portanto, é desejável se evitar que um 

defeito no enrolamento evolua para uma condição de curto-circuito, havendo a parada da 

máquina antes disso. Análises de prognóstico de falhas nos enrolamentos dos motores 
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(NUSSBAUMER; VOGELSBERGER; WOLBANK, 2015), (SHIN; CHOI; KANG, 2016) e 

das chaves dos conversores (BAKER et al., 2014) podem ser colocadas em prática para ajudar 

nesse sentido. Danos no isolamento dos enrolamentos precisam ser monitorados para evitar 

situações de curto-circuito, sendo que elas são mais difíceis de lidar do que as falhas de circuito 

aberto, que já possuem muitas estratégias para tolerância a falha na literatura.  

Os IGBTs também podem falhar em curto-circuito ou em circuito aberto, ambas situações 

que promovem o fluxo de corrente contínua pela máquina. Porém, essas duas condições podem 

ser transformadas numa situação única de falta: fase aberta, que é uma das propostas deste 

trabalho. A continuidade de operação com fase aberta é mais simples, e como a máquina 

estudada aqui possui nove fases, a sobrecarga de corrente nas fases saudáveis (16,2 %) é menor 

que em máquinas com menor número de fases. 

Por outro lado, antes mesmo de uma chave falhar, com o emprego de técnicas de 

prognóstico de falha, algumas ações podem ser tomadas. Por exemplo, é possível rotear a 

potência entre as fases do acionamento multifásico, de forma a aliviar as fases com alguma 

tendência a falhar (FERREIRA et al., 2019). Em um caso mais grave, uma estratégia poderia 

ser abrir a fase com expectativa de falha. 

Os resultados experimentais em malha aberta para um acionamento de nove fases composto 

por motor de indução são apresentados para demonstrar o comportamento do acionamento 

frente a algumas condições de falha, a vazio e com carga. As falhas de curto-circuito tiveram 

resultados mais severos que as de fase aberta, como esperado. Estes resultados podem ser 

utilizados em trabalhos futuros de modelagem, diagnóstico e estratégias de operação tolerante 

a falhas para acionamentos multifásicos.  

As falhas que envolveram operação com fases abertas revelaram os problemas inerentes, 

como distorção na FMM em virtude da componente de sequência negativa, pulsação de torque 

de segundo harmônico e desequilíbrio das correntes, que pode levar a perdas e aquecimento 

não-homogêneos na máquina e no conversor. Os capítulos seguintes abordam exatamente 

operações desequilibradas do acionamento de nove fases, mas ainda produzindo uma FMM 

circular e um torque livre de oscilações. 
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Capítulo 3 

Modelagem e Controle de uma MI9F com fase aberta em 
referencial síncrono 

O modelo em referencial síncrono do motor de indução de nove fases operando com fases 

abertas no estator é desenvolvido neste capítulo. Apresenta-se também uma técnica de controle 

de torque por orientação indireta segundo o campo de rotor para uma MI9F desequilibrada 

devido a perda de fases. O controle de correntes de eixo direto e em quadratura (em referencial 

síncrono) é realizado, adequando-se a parcela de ação feedforward para esta condição de falta, 

de forma a se desacoplarem as realimentações internas e a força contraeletromotriz da máquina 

(perturbações). É possível realizar uma técnica de controle dq parecida com a tradicional, 

obtendo-se um controle independente de torque e fluxo na máquina, mesmo para fases abertas. 

A máquina pode ser alimentada com tensão e é capaz de seguir as referências de velocidade e 

de fluxo magnético de rotor, livre de pulsação de conjugado. 

3.1. Introdução 

Com a MI9F operando em malha aberta, recebendo tensões equilibradas, na ocorrência da 

abertura de uma fase, as tensões aplicadas às demais fases continuarão sendo as mesmas. Como 

a máquina se tornou desequilibrada, haverá a pulsação de torque de segundo harmônico 

(ZHAO; LIPO, 1996b), pois a força magnetomotriz de estator deixa de ser circular e apresenta 

componente de sequência negativa. Essa componente, interagindo com o campo de rotor, gera 

oscilação no torque com o dobro da frequência das tensões. Para resolver esse problema, é 

necessário um controle adequado a essa falha. 

Em situações de falha, a modelagem e o esquema de controle utilizados para a máquina 

multifásica equilibrada não podem ser empregados (DURAN; BARRERO, 2016), 

(KIANINEZHAD et al., 2008), (ZHAO; LIPO, 1996a), (YANG et al., 2022). O fato de haver 
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fases abertas altera a modelagem da máquina tanto no referencial estacionário quanto no 

referencial síncrono.  

A modelagem e controle para a MI9F com fases abertas desenvolvidos neste capítulo são 

os mais parecidos com o de uma máquina trifásica sã, pois há apenas um plano dq responsável 

pela produção de torque. Para esse plano dq, este capítulo completa a modelagem já iniciada 

nos artigos (ZHAO; LIPO, 1996b), (ZHAO; LIPO, 1996a) e (KIANINEZHAD et al., 2008), 

mas que ainda faltavam as equações de enlace de fluxo de estator e tensão de estator em 

referencial síncrono. 

Em caso de fases abertas em que se utiliza o mesmo esquema de controle para uma máquina 

balanceada, as pulsações de torque não podem ser eliminadas, sendo tão ineficiente quanto 

deixar a máquina em malha aberta. Por isso, uma modelagem completa é necessária para se 

poderem calcular e desacoplar adequadamente as perturbações (força contra-eletromotriz e 

acoplamentos cruzados) das malhas de controle de corrente dq. Com o correto desacoplamento, 

as correntes dq serão correntes constantes, para gerar um torque liso na máquina mesmo com 

fases abertas. Escolhe-se a orientação em relação ao fluxo de rotor, com o objetivo de controlar 

independentemente o torque e o fluxo magnético.  

3.2. Estado da Arte do controle de máquinas multifásicas com 
fases abertas 

A continuidade de operação em situações de falhas é muito importante para diversas 

aplicações que exigem alto grau de confiabilidade/disponibilidade, como aplicações de alta 

potência e propulsão elétrica. A capacidade de se controlar a máquina sob condições de falta 

possui grande relevância (TANI et al., 2012). Entretanto, muitos trabalhos na literatura, por 

exemplo alguns mencionados na Seção 2.1.2, calculam as correntes de fase a serem aplicadas 

em uma máquina de corrente alternada com fase aberta, de modo a se produzir uma FMM 

balanceada. Entretanto, não entram em detalhes sobre como comandar e controlar essas 

correntes. Pode-se citar como principal exemplo o artigo de JEN-REN FU e LIPO (1994), que 

inspirou a maioria dos trabalhos posteriores nesse assunto, como a referência (DE SOUZA; 

BASTOS; FILHO, 2017a), em que foram calculadas as correntes para manter uma máquina c.a. 

de nove fases magneticamente equilibrada, mesmo com uma ou duas fases abertas. 
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Todavia, não é usual controlar o torque de motores de indução por meio de correntes de 

fase ou correntes em referencial estacionário (𝛼𝛽), pois devem-se gerar referências de correntes 

senoidais, dependentes, portanto, da frequência. Isso introduz maior complexidade tecnológica 

e erros já nas próprias correntes de referência, antes mesmo do controle em si. Em máquinas de 

indução trifásicas, o controle por orientação de campo já é considerado maduro e realizado com 

bom desempenho (NOVOTNY; LIPO, 1996), em que correntes contínuas são controladas. 

Tradicionalmente, realiza-se um controle de correntes em referencial síncrono com orientação 

segundo o enlace de fluxo magnético de rotor, pois isso possibilita um controle desacoplado de 

torque e fluxo magnético. O torque pode ser controlado por meio da corrente de eixo em 

quadratura, e o fluxo magnético de rotor, pela corrente de eixo direto. A corrente de eixo em 

quadratura já possui o formato do torque desejado. O controle por orientação de campo é 

interessante também em veículos elétricos, devido à possibilidade de uma operação com 

enfraquecimento de campo controlada, para alcançar maiores velocidades. A estratégia mais 

comum é o controle de correntes de eixo direto e em quadratura, que são correntes contínuas, 

possibilitando boa operação dos controladores com ação proporcional-integral (PI) e 

modulação por largura de pulso (DA PAZ et al., 2019), (RODRIGUEZ et al., 2022), 

(NOVOTNY; LIPO, 1996), tendo em vista a rigidez dinâmica infinita dos controladores PI em 

frequência nula. Mesmo em operação tolerante a falhas, o controle por orientação de campo 

para reduzir a pulsação de torque e corrente também é a técnica mais utilizada (YANG et al., 

2022).  

Para máquinas multifásicas, surgem diferenças do ponto de vista de modelagem e escolha 

do sistema de coordenadas.  Por exemplo, pode-se utilizar uma transformação de n variáveis de 

fase para vários planos αβ com diferentes ordens harmônicas, mas todos possíveis para 

produção de conjugado, e um vetor de sequência zero (YIFAN ZHAO; LIPO, 1995), 

(BASTOS, 2015). Há trabalhos que consideram a decomposição por múltiplos planos, mas que 

são acoplados (TANI et al., 2012), (BANEIRA et al., 2017), (RYU; KIM; SUL, 2006), 

(CHANGPAN et al., 2018).  

BASTOS (2015) apresenta o controle de uma MI9F equilibrada modelada em diferentes 

planos dq harmônicos, todos com possibilidade de produção de torque, uma vez que o objetivo 

daquele trabalho era o ganho de torque com injeção de corrente de terceiro harmônico. Porém, 

quando se deseja alimentar a máquina apenas com componente fundamental, o controle dq no 

plano fundamental se assemelha ao tradicional para um motor trifásico proposto por 
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NOVOTNY e LIPO (1996). Nos demais planos harmônicos, as tensões de referências serão 

nulas. Há também um vetor único de sequência zero nessa modelagem, que deve ser comandado 

para zero, para não haver corrente e conexão de neutro. Entretanto, nos casos de falhas de fases 

em circuito aberto, essa abordagem não se torna adequada, pois aparecem correntes nos planos 

harmônicos, mesmo sem a aplicação efetiva de correntes de fases com frequências múltiplas da 

fundamental. 

Algumas referências consideram controle preditivo, ressonante, por modos deslizantes e 

lógica fuzzy (TANI et al., 2012), (LIU; ZHENG; LI, 2017), (FNAIECH et al., 2010), e até 

inteligência artificial (para o caso de máquinas com FMM não senoidal) (VU; NGUYEN; 

SEMAIL, 2022). O chamado controle robusto de correntes utiliza, por exemplo, lógica fuzzy e 

controle por modos deslizantes, mas resulta em desbalanço no valor rms das correntes de fase 

e em ripple de torque (e na corrente de eixo em quadratura) maior do que os outros métodos, 

pois essa técnica apenas mitiga, mas não compensa totalmente os distúrbios causados pelas 

falhas. As correntes de fase normalmente não são totalmente controláveis usando essa 

estratégia, levando a um severo desbalanço de correntes, que acaba por limitar a produção de 

torque pós-falta (SUN et al., 2022b). Entretanto, motores controlados de formas 

computacionalmente mais complexas devem ser considerados processos rápidos do ponto de 

vista elétricos, então arquiteturas de controle mais baratas ainda são preferíveis (FNAIECH et 

al., 2010). 

A técnica de controle preditivo não se mostra satisfatória para máquinas multifásicas com 

distribuição de enrolamentos assimétrico, pois as componentes de correntes no plano 𝛼𝛽 

produzem correntes em outros planos acoplados (x-y) (GONZALEZ-PRIETO et al., 2021). 

Dificulta-se o controle da máquina, além da produção de um conteúdo harmônico inaceitável 

nas correntes quando a frequência de chaveamento é baixa. Isso reforça a necessidade de uma 

modelagem que desacople o plano principal de produção de torque e fluxo em relação aos 

outros subespaços. Técnicas de controle que apliquem um único estado de chaveamento ao 

longo de um período de amostragem não conseguem anular as correntes nos planos acoplados, 

como controle direto de torque e controle por modelo preditivo. Mesmo podendo haver controle 

de velocidade, mas sem controle das correntes dos demais planos, não se tem controle total 

sobre as correntes de fase, reduzindo também a qualidade e a eficiência do acionamento 

(GARCIA-ENTRAMBASAGUAS et al., 2019).  
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A técnica de controle direto de torque (BARRERO et al., 2019) emprega controladores por 

histerese. Estes possuem a desvantagem de gerar uma frequência de chaveamento variável, e, 

portanto, um conteúdo harmônico também variável em frequência nas correntes. Outro ponto 

indesejável dessa abordagem foi a disparidade nas amplitudes das correntes de fase pós-falta.  

A técnica de controle backstepping é proposto para uma máquina de indução multifásica 

balanceada em (MORAWIEC et al., 2020), baseado na teoria de Lyapunov, que introduz 

transformações não-lineares para linearizar o modelo acoplado da máquina. Esse controle é um 

dos concorrentes dos controladores PI. Representa uma técnica matematicamente mais 

complexa sobretudo para as operações com fases abertas, em que a modelagem da máquina 

deve ser refeita, e novos termos de acoplamentos podem surgir.  

Mesmo em máquinas multifásicas com fases abertas, também é desejável o controle por 

orientação de campo, visando controlar de forma desacoplada torque e fluxo da máquina. Ou 

seja, é vantajoso se controlar um motor com fase aberta de forma similar a como 

convencionalmente é feito para um motor balanceado, para que a adaptação do sistema de 

controle pós-falta seja mais simples. Nesse sentido, é conveniente decompor as grandezas 

multifásicas em um único plano dq e um subespaço de sequência zero desacoplados mesmo em 

condições de falta (ZHAO; LIPO, 1996b). E ainda utilizando-se controladores de corrente com 

ação proporcional-integral.  

TANI et al. (2012) adotam controladores PI nas malhas de corrente, mencionam a 

necessidade da compensação da força contraeletromotriz nessas malhas, mas não apresentam 

equações para isso. LIU, ZHENG e LI (2017) afirmam que controladores PI nas malhas de 

corrente dq não funcionarão para o caso de fases abertas, e defendem o uso de controladores 

por lógica fuzzy. Entretanto, não realizam a modelagem – pelo contrário, discutem que o uso 

desses controladores tem a vantagem de dispensar modelagens – e também não explicam a 

natureza pulsante das tensões dq da saída de seus controladores, dizendo que são 

“consequências” de se usar controladores por lógica fuzzy. Será mostrado ainda neste capítulo, 

por meio de um trabalho adequado de modelagem, o porquê das oscilações nas tensões dq. 

Foi escolhida aqui, como alternativa mais adequada à modelagem e controle de uma MI9F 

com fases abertas, a utilização de uma matriz de transformação que leva a um único plano αβ, 

onde todo o fenômeno de conversão de energia e produção de torque ocorre, e a um subespaço 

de sequência zero. O Subespaço-Z possui ordem 𝑁 − 2, onde 𝑁 é o número de fases conectadas. 

Ele representa grandezas que não produzem fluxo que atravesse o entreferro, e, portanto, não 
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estão relacionadas à produção de conjugado, mas apenas a perdas (ZHAO; LIPO, 1996a), 

(ZHAO; LIPO, 1996b), (KIANINEZHAD et al., 2008).  

Para uma máquina de indução de seis fases com fases abertas, ZHAO e LIPO (1996a),  

(1996b) e KIANINEZHAD et al. (2008) realizaram a modelagem em referencial estacionário e 

calcularam uma relação entre as correntes αβ de estator pós-falta para a eliminação do torque 

pulsante. Eles proveram ainda algumas informações sobre controle de correntes dq na condição 

de fases abertas. Entretanto, não houve muito detalhe em relação a como realizar o controle de 

correntes em referencial estacionário ou síncrono, mas sim no tocante a como calcular as 

correntes de referência no plano dq síncrono. Basicamente, essas referências desconsideraram 

a dinâmica de estator, como se as correntes de referências fossem injetadas diretamente à 

máquina. Esses trabalhos são de grande valor nesse sentido, mas ainda falta uma modelagem 

completa da máquina no referencial síncrono, valendo destacar que, com essa condição de falta, 

a matriz de transformação de referenciais também é diferente.  

Para se ter um controle de correntes adequado, é necessária uma modelagem da máquina 

com fases abertas no referencial síncrono. Com isso, a força contraeletromotriz (FCEM) e os 

termos de acoplamento de eixos poderão ser calculados e desacoplados no controle de correntes 

dq, já que representam uma grande perturbação a essa malha. Sem o desacoplamento correto 

dessas parcelas, o torque desenvolvido ainda é pulsante, apesar de todas as outras considerações 

no controle de correntes para uma máquina com fases abertas.  

As equações da tensão e do enlace de fluxo de rotor em referencial síncrono foram 

determinadas em (ZHAO; LIPO, 1996b). Porém, as equações da tensão e do enlace de fluxo de 

estator em referencial síncrono não foram deduzidas, já que essa referência desconsiderou a 

dinâmica de estator. Ou seja, é necessário aplicar as transformações de referenciais adequadas 

nas equações de tensão e de enlace de fluxo de estator em referencial estacionário, de forma a 

se obterem essas equações em referencial síncrono. Com isso, pode-se completar o modelo da 

máquina de indução de nove fases com fases abertas em referencial girante. Esse é o assunto 

da próxima Seção. 
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3.3. Modelagem de uma máquina de indução de nove fases com 
fase aberta em referencial síncrono 

Esta modelagem partirá, de uma já desenvolvida em referencial estacionário para a MI9F 

com fases abertas (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018). Pode-se fazer uso de 

uma matriz [𝑇𝑁], de ordem 𝑁 (número de fases ativas), que transforma as variáveis de fase em 

dois subespaços desacoplados: o plano 𝛼𝛽 e o Subespaço-Z, como mostrado em (3.1).  

𝑖 =

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡

𝑖
𝑖

𝑖
𝑖
𝑖
…

𝑖 ( )⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

= [𝑇𝑁]. [𝐼 ] 

 

(3.1)  

As variáveis que produzem fluxo no entreferro ou aquelas induzidas pelo fluxo de 

entreferro são transformadas para o plano 𝛼𝛽. As correntes 𝑖  e 𝑖  (correntes de estator em 

referencial estacionário) são as únicas do estator responsáveis pela produção de conjugado. As 

variáveis da máquina que não produzem fluxo que atravesse o entreferro são transformadas 

para o Subespaço-Z, e são relacionadas apenas com perdas. O Subespaço-Z é formado por 𝑁 −

2 vetores base ortonormais, e deve ser ortogonal ao plano 𝛼𝛽 (KIANINEZHAD et al., 2008), 

(ZHAO; LIPO, 1996a). A metodologia de cálculo das matrizes de transformação de variáveis 

de fase para 𝛼𝛽𝑍 é mostrada no Apêndice B, bem como o equacionamento para as indutâncias 

𝐿 , 𝐿 , 𝑀  e 𝑀 . 

Se a fase A1 estiver aberta, deve ser aplicada a matriz de transformação [𝑇8], Equação 

(3.3), para as grandezas de estator, e a matriz [𝑇9], Equação (3.2), para as de rotor, que mantém 

sua estrutura equilibrada.  

[𝑇9] = 

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡

0,4714 0,3611 0,0819
0 0,303 0,4642

0,0468 −0,4528 0,8372

−0,2357 −0,443 −0,443
0,4082 0,1612 −0,1612

−0,1529 −0,0715 0,0434

−0,2357 0,0819    0,3611
−0,4082 −0,4642 −0,303

0,138 0,168 0,1194
0,3488 −0,3226 −0,126
0,4877 −0,0415 −0,0303
0,3983 0,259 0,0796

0,8162 −0,1555 −0,0545
−0,1286 0,8332 −0,1269
−0,0133 −0,1 0,8601

0,072 0,1649 0,1806
−0,0276 0,0846 0,1572
−0,1143 −0,0353 0,0603

0,1226   0,4383 0,1523
−0,2105   0,4126 0,1537
−0,4451  0,1938 0,0832

0,1083 0,0136   −0,0874
0,1792 0,1208      0,0059
0,1662 0,1715      0,0965

0,8525 −0,1386 −0,0649
−0,1117 0,8229 −0,1596
−0,0236 −0,1327 0,8203 ⎦

⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 

 

(3.2) 
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[𝑇8] = 

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
    0.4095    0.0928   − 0.2673   − 0.5023   − 0.5023   − 0.2673    0.0928    0.4095
    0.3030    0.4642    0.4082    0.1612   − 0.1612   − 0.4082   − 0.4642   − 0.3030

    0.1995   − 0.4526    0.8120   − 0.1579   − 0.0539    0.0753    0.1693    0.1840
    0.4631   − 0.2387   − 0.1746    0.7848   − 0.1551   − 0.0224    0.1208    0.2074

    0.5100    0.0868   − 0.0795   − 0.1718    0.8163   − 0.1096    0.0157    0.1338
    0.3183    0.3718    0.0528   − 0.0480   − 0.1264    0.8544   − 0.0966   − 0.0025
   −0.0224    0.4827    0.1604    0.0982   − 0.0099   − 0.1134    0.8362   − 0.1376

   −0.3526    0.3678    0.1929    0.1985    0.1112   − 0.0281   − 0.1543    0.7917 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 

 

(3.3) 

Em referencial estacionário, ou no plano 𝛼𝛽, as equações de tensão de estator e de rotor, 

considerando gaiola de esquilo, são (ZHAO; LIPO, 1996b): 

𝑣

𝑣
=

𝑅 0
0 𝑅

.
𝑖

𝑖
+

𝑑

𝑑𝑡

𝜆

𝜆
 (3.4) 

0
0

=
𝑅 0
0 𝑅

.
𝑖

𝑖
+

𝑑

𝑑𝑡

𝜆

𝜆
+

0 𝜔
−𝜔 0

.
𝜆

𝜆
 (3.5) 

 

A letra s indica que as grandezas estão em referencial estacionário. As equações de enlace de 

fluxo de estator e de rotor, também em referencial estacionário são (ZHAO; LIPO, 1996b): 

𝜆

𝜆
=

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
+

𝑀 0
0 𝑀

𝑖

𝑖
 (3.6) 

𝜆

𝜆
=

𝑀 0
0 𝑀

𝑖

𝑖
+

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
. (3.7) 

Em termos das correntes de estator em referencial estacionário, o conjugado eletromagnético 

desenvolvido pela máquina é (ZHAO; LIPO, 1996b): 

𝑇 =  
𝑃

2
𝑀 𝑖 𝑖 − 𝑀 𝑖 𝑖 . (3.8) 

Para eliminar a pulsação de conjugado, as referências (ZHAO; LIPO, 1996a), (ZHAO; 

LIPO, 1996b) e (KIANINEZHAD et al., 2008) mostraram que os valores de pico das correntes 

de estator em referencial estacionário devem obedecer a uma simples relação: 

𝐼

𝐼
=

𝑀

𝑀
. (3.9)  

Essa relação garante a produção de uma força magnetomotriz balanceada, eliminando-se a força 

magnetomotriz de sequência negativa, que é a parcela que gera torque pulsante.  

Entretanto, o controle de correntes é tradicionalmente realizado em referencial síncrono, 

não em referencial estacionário. Por isso, em referencial síncrono, é preciso um controle 

adequado de forma que, em referencial estacionário, as correntes de estator obedeçam a relação 

(3.9). É necessário também, obviamente, que as correntes sigam, em referencial síncrono, as 
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suas referências para um controle de torque e fluxo de rotor. Então, antes mesmo de se chegar 

a esse controle, é fundamental uma modelagem completa e adequada da máquina em referencial 

síncrono, mas na condição de fases abertas. 

Para se obter o modelo da MI9F com fases abertas em referencial síncrono, algumas 

matrizes de transformação de referenciais são necessárias. Se a tradicional transformação de 

grandezas em referencial estacionário para referencial girante tradicional [𝑇(𝜃 )], mostrada em 

(3.10), for aplicada nas variáveis de estator, com a máquina com fases abertas, o resultado será 

correntes pulsantes em referencial girante. O ângulo de orientação é 𝜃 = ∫ 𝜔 (𝑡)𝑑𝑡, com o 

qual todos o sistema síncrono gira. Para as variáveis de rotor, que possui sua estrutura 

equilibrada, [𝑇(𝜃 )] ainda pode ser utilizada. 

[𝑇(𝜃 )] =
cos(𝜃 ) sin(𝜃 )

− sin(𝜃 ) cos(𝜃 )
 

 

(3.10) 

Entretanto, para fins de controle, deseja-se que as variáveis em referencial síncrono sejam 

c.c. (ZHAO; LIPO, 1996b), (NOVOTNY; LIPO, 1996). Para isso, a transformação de 

referenciais a ser empregada para variáveis de estator deve considerar o desequilíbrio da 

máquina, como a transformação:  

[𝑇(𝜃 ) ] =

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
cos(𝜃 )

𝑀

𝑀
sin(𝜃 )

−
𝑀

𝑀
sin(𝜃 )

𝑀

𝑀
cos(𝜃 )

⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 (3.11) 

[𝑇(𝜃 ) ] =  [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

. (3.12) 

As correntes em referencial estacionário obedecendo a relação (3.9) resultarão em correntes 

c.c. em referencial síncrono, quando transformadas por [𝑇(𝜃 ) ] (ZHAO; LIPO, 1996b). As 

equações em referencial síncrono para as tensões de estator e de rotor (em gaiola de esquilo) 

são (ZHAO; LIPO, 1996b), (NOVOTNY; LIPO, 1996): 

𝑣

𝑣
=

𝑅 0
0 𝑅

.
𝑖

𝑖
+

𝑑

𝑑𝑡

𝜆

𝜆
+

0 −𝜔
𝜔 0

.
𝜆

𝜆
 (3.13) 
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0
0

=
𝑅 0
0 𝑅

.
𝑖

𝑖
+

𝑑

𝑑𝑡

𝜆

𝜆
+

0 −(𝜔 − 𝜔 )

(𝜔 − 𝜔 ) 0
.

𝜆

𝜆
. (3.14) 

onde 𝜔  é a frequência de giro do sistema em referencial síncrono. A letra e indica que a 

grandeza relacionada está em referencial síncrono. As mudanças para o caso de fases abertas 

estarão nas equações de enlace de fluxo. Para se obter o enlace de fluxo de rotor em referencial 

síncrono, deve-se aplicar a transformação [𝑇(𝜃 )] em (3.7): 

[𝑇(𝜃 )]
𝜆

𝜆
= [𝑇(𝜃 )]

𝑀 0
0 𝑀

𝑖

𝑖
+ [𝑇(𝜃 )]

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
 

𝜆

𝜆
=

𝑀 𝑀 0

0 𝑀 𝑀
 [𝑇(𝜃 ) ]

𝑖

𝑖
+

𝐿 0
0 𝐿

[𝑇(𝜃 )]
𝑖

𝑖
 

𝜆

𝜆
=

𝑀 𝑀 0

0 𝑀 𝑀

𝑖

𝑖
 +

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
 (3.15) 

 

A expressão em (3.15) já foi obtida previamente por ZHAO e LIPO (1996b). Entretanto, 

nessa referência não foi desenvolvida uma expressão para o enlace de fluxo de estator em 

referencial síncrono para se poder completar o modelo nesse referencial. Para isso, deve-se 

aplicar a transformação [𝑇(𝜃 ) ] em (3.6): 

[𝑇(𝜃 ) ]
𝜆

𝜆
= [𝑇(𝜃 ) ]

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
+ [𝑇(𝜃 ) ]

𝑀 0
0 𝑀

𝑖

𝑖
 

𝜆

𝜆
= [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
+ [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

𝑀 0
0 𝑀

𝑖

𝑖
 

𝜆

𝜆
= [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖

+ [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
𝑀

𝑀

𝑀
0

0 𝑀
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

𝑖

𝑖
. 

(3.16) 
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Mas 

𝑖

𝑖
= [𝑇(𝜃 ) ]

𝑖

𝑖
 

𝑖

𝑖
= [𝑇(𝜃 )]

𝑖

𝑖
, 

[𝑇(𝜃 )] =
cos(𝜃 ) − sin(𝜃 )

sin(𝜃 ) cos(𝜃 )
, 

(3.17) 

substituindo-se (3.17) em (3.16): 

𝜆

𝜆
= 

[𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

𝐿 0
0 𝐿

[𝑇(𝜃 ) ]
𝑖

𝑖

+ [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
𝑀

𝑀

𝑀
0

0 𝑀
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

[𝑇(𝜃 )]
𝑖

𝑖
 

(3.18) 

A matriz [𝑇(𝜃 ) ]  pode ser escrita como 

[𝑇(𝜃 ) ] =  

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀
⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

[𝑇(𝜃 )]  (3.19) 

Então, 
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𝜆

𝜆
= 

[𝑇(𝜃 )]
𝐿 0
0 𝐿

[𝑇(𝜃 )]
𝑖

𝑖

+ [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
𝑀

𝑀

𝑀
0

0 𝑀
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

[𝑇(𝜃 )]
𝑖

𝑖
. 

(3.20) 

A expressão para o enlace de fluxo de estator em referencial síncrono em (3.20) é uma 

contribuição deste trabalho, visto que não foi deduzida nas referências citadas. Entretanto, essa 

expressão em função das correntes de estator e de rotor também em referencial síncrono será 

composta por matrizes cujos parâmetros variam no tempo: [𝑇(𝜃 )] e [𝑇(𝜃 )] , diferentemente 

da expressão para o enlace de fluxo de rotor, dada em (3.15). O torque desenvolvido pela 

máquina é, segundo (ZHAO; LIPO, 1996b): 

𝑇 =
𝑃

2

𝑀 𝑀

𝐿
𝑖 𝜆 − 𝑖 𝜆 . (3.21) 

Se a orientação do sistema de coordenadas em referencial síncrono for em relação ao enlace 

de fluxo de rotor (𝜆⃗ = 𝜆  𝑒  𝜆 = 0), tem-se, para uma máquina de indução com fases 

abertas em referencial síncrono (ZHAO; LIPO, 1996b): 

0
0

=
𝑅 0
0 𝑅

.
𝑖

𝑖
+

𝑝 0
𝜔 − 𝜔 0

𝜆
0

 

𝜆
0

=
𝑀 𝑀 0

0 𝑀 𝑀

𝑖

𝑖
+

𝐿 0
0 𝐿

𝑖

𝑖
 

 

(3.22) 

𝑇 =
𝑃

2

𝑀 𝑀

𝐿
𝑖 𝜆 . (3.23) 

Por (3.22), o enlace de fluxo de rotor em termos da corrente de estator de eixo direto é 

𝜆 =
𝑅 𝑀 𝑀

(𝐿 𝑝 + 𝑅 )
𝑖 , (3.24) 

onde o operador 𝑝 denota a derivada no tempo 𝑑/𝑑𝑡. Também por (3.22), obtém-se a equação 

para o escorregamento da máquina: 
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(𝜔 − 𝜔 ) = 𝑠𝜔 =
𝑅

𝐿

𝑀 𝑀 𝑖

𝜆
. (3.25) 

Essas equações são iguais às da máquina de indução em referencial síncrono na ausência 

de falhas, substituindo-se a indutância de magnetização 𝐿  por 𝑀 𝑀  (ZHAO; LIPO, 1996b). 

Ou seja, a indutância de magnetização equivalente da máquina é a média geométrica de  𝑀  e 

𝑀 . Deve ser notado que, na operação com nove fases, 𝑀 = 𝑀 =  𝐿 .  

De fato, o que a referência (ZHAO; LIPO, 1996b) mostra é como o controle de movimento, 

que atua sobre a corrente 𝑖 , e o controle de fluxo de rotor, que atua sobre a corrente 𝑖 , será 

modificado para o caso de fases abertas. Basicamente, a novidade é a consideração da 

indutância de magnetização e o uso da transformação [𝑇(𝜃 ) ] para variáveis de estator. 

Entretanto, no controle realizado em (ZHAO; LIPO, 1996b), é desprezada a dinâmica de 

estator, assumindo-se que a corrente fosse perfeitamente controlada, como se a própria corrente 

de referência já estivesse sendo aplicada ao motor. Não havendo essa consideração, não é 

adequado utilizar o mesmo controle de correntes da operação balanceada, como aquele 

desenvolvido por NOVOTNY e LIPO (1996), para a situação de fases abertas, pois as pulsações 

de conjugado não estavam sendo satisfatoriamente eliminadas, assim como mostrado em (DE 

SOUZA, 2017).  

Para fins de controle, é necessário calcular a tensão de estator em referencial síncrono, 

substituindo as equações de fluxo em (3.13). Porém haverá, a princípio, uma complicação em 

comparação ao caso da máquina equilibrada, pois o enlace de fluxo de estator em referencial 

síncrono, expresso em (3.20), é relacionado com as correntes de estator e de rotor em referencial 

síncrono por meio de matrizes variantes no tempo. Como adequar o controle de correntes e as 

componentes feedforward para compensação dos acoplamentos cruzados e da força 

contraeletromotriz é assunto da Seção 3.4. 

As equações para tensão de estator (3.13), de rotor (3.14), enlace de fluxo de rotor (3.15), 

enlace de fluxo de estator (3.20) e torque (3.21) compõem o modelo da máquina de indução 

com fases abertas em referencial síncrono. Este modelo também representa a máquina caso 

ainda esteja com as nove fases conectadas, bastando considerar que 𝑀 = 𝑀 =  𝐿  e que 

𝐿 =  𝐿 . 

Até este passo, tem-se, finalmente, o modelo completo da máquina de indução de nove fases 

em referencial síncrono na condição de fases abertas. Todo este equacionamento é válido para 

uma máquina de indução multifásica de qualquer número de fases. As diferenças estariam na 
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matriz de transformação de variáveis de fases para 𝛼𝛽𝑍, que podem ser recalculadas de acordo 

com o Apêndice B. Além disso, este modelo é válido para qualquer ou quaisquer fases abertas 

no estator (até que a máquina ainda fique com duas fases), bastando-se adequar as indutâncias 

e matrizes de transformação, também conforme o Apêndice B.  

Este modelo é válido para máquinas de indução multifásicas com fases abertas, mas caso 

se tratasse de uma máquina síncrona, um equacionamento seguindo uma metodologia 

semelhante à utilizada aqui poderia ser conduzido. O modelo desenvolvido é simulado e 

comparado ao modelo já desenvolvido em referencial estacionário na próxima seção. 

3.3.1. Simulação do Modelo em Referencial Síncrono 

O motor de nove fases com as mesmas características do protótipo apresentado na Seção 

2.3.1 é simulado em Matlab/Simulink na situação balanceada e sob a condição de fase aberta. 

As simulações neste trabalho ocorrem em tempo contínuo, com passo variável de no máximo 

1μs, solver ode23tb (Runge-Kutta). 

A máquina foi ligada diretamente a um conjunto de nove tensões senoidais equilibradas, 

defasadas entre si de 40° no tempo. O ângulo para as transformações 𝜃  considerado foi o 

ângulo do vetor espacial de tensões: 𝑣⃗ = 𝑣  𝑒  𝑣 = 0. Logo, a velocidade de giro do sistema 

de coordenadas síncrono será 𝜔 = 2 ∙ 𝜋 ∙ 240 𝑟𝑎𝑑/𝑠 constante. 

Os parâmetros de circuito equivalente da máquina foram obtidos com a modelagem em 

elementos finitos no software Ansys Maxwell, para a geometria e os materiais apresentados no 

Capítulo 2. Foram realizados ensaios a vazio, de rotor bloqueado e de sequência zero na 

máquina em elementos finitos. Mais detalhes sobre a obtenção dos parâmetros são explorados 

no Capítulo 5. Os parâmetros estimados dessa forma foram: resistência de estator 𝑅 = 1 𝛺, 

resistência de rotor 𝑅 = 0,357 𝛺, indutância de dispersão de estator 𝐿 = 3,6 𝑚𝐻, indutância 

de dispersão de rotor 𝐿 = 4,1 𝑚𝐻 e indutância mútua 𝐿 = 95,6 𝑚𝐻. A indutância de 

dispersão de estator devido à cabeça de bobina não foi incluída. O momento de inércia do motor 

empregado foi de 0,01798kgm². 

Na simulação, a máquina parte a vazio em condições equilibradas diretamente ligada a uma 

“rede senoidal de nove fases”. Um degrau de carga nominal é dado em 4 s, cujo valor é 10 Nm. 

Após o regime permanente, a fase A1 do motor é aberta, e o modelo automaticamente altera 
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sua ordem para oito, aplicando apenas as tensões das fases A2 a C3, que são convertidas pela 

matriz de transformação [𝑇8]. Além disso, com a falta, fazem-se as mudanças nos parâmetros 

𝐿 , 𝐿 , 𝑀  e 𝑀 , de acordo com a Tabela 10 no Apêndice B. 

A Figura 3.1 apresenta as tensões de estator em referencial síncrono. Pode-se perceber que, 

sem falha, a tensão 𝑣 = 0 e todo o valor do vetor espacial de tensão será a componente 𝑣 =

254 ∙ √2 ∙ = 762𝑉. O termo  vem da transformação [𝑇9] de variáveis de fase para o 

referencial estacionário, ou plano 𝛼𝛽. Após 4,5 s, a fase A1 é aberta, e somente as tensões e 

correntes das fases 2 (A2) até 9 (C3) de estator são consideradas no modelo, que passa a ser de 

ordem oito, mas desequilibrado. Então, essas oito tensões de fase são multiplicadas pela matriz 

[𝑇8], para serem mapeadas no plano 𝛼𝛽, e em seguida pela matriz de transformação de 

referenciais para estator [𝑇(𝜃 ) ], resultando nas tensões de estator em referencial síncrono da 

Figura 3.1, agora pulsantes. A velocidade e torque desenvolvidos por esta máquina são 

mostrados na Figura 3.2. 

 

Figura 3.1 – Modelo em referencial síncrono em malha aberta: Tensão de estator em referencial 

síncrono. 



70 
 

 
 

  

 
Figura 3.2 – Modelo em referencial síncrono em malha aberta: resposta de velocidade e 

conjugado eletromagnético. 

Existe pulsação de conjugado e de velocidade no dobro da frequência das correntes de 

estator, embora atenuada pela inércia do motor, mas que é o problema característico da condição 

de fases abertas. O torque pulsa de 9,3 a 10,71 Nm, o que representa um ripple de torque de 

14,1% de pico a pico, ou 7,05 % de pico. 

A Figura 3.3 exibe o módulo dos enlaces de fluxo de rotor e de estator, que pulsa após a 

abertura da fase, devido às matrizes variantes no tempo em (3.20). A redução do valor médio de 

ambos os enlaces de fluxo é muito baixo com a ocorrência da falta, menor que 10 %, tendo em 

vista a grande quantidade total de fases dessa máquina. A Figura 3.4 ilustra as correntes de 

estator e de rotor em referencial síncrono. 
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Figura 3.3 – Modelo em referencial síncrono em malha aberta: Módulo dos enlaces de fluxo de 

estator e de rotor. 

(a) (b) 
Figura 3.4 – Modelo em referencial síncrono em malha aberta: (a) Correntes de estator e de 

rotor em referencial síncrono. (b) Idem, em um intervalo de tempo menor. 

Pode-se perceber também a ondulação nessas correntes, que culminam na pulsação de 

conjugado. Aplicando-se a transformação inversa de [𝑇(𝜃 ) ] a essas correntes, são obtidas as 

correntes de estator em referencial estacionário, mostradas na Figura 3.5. Essas correntes 

possuem a mesma amplitude. Se as correntes de estator no plano 𝛼𝛽 tivessem a relação dada 

em (3.9), a pulsação de torque seria eliminada, como discutido anteriormente, pois as correntes 

de estator em referencial síncrono não teriam pulsação. 

Aplicando-se a transformação inversa de [𝑇9] (durante a operação equilibrada) ou de [𝑇8] 

(durante a operação com a fase A1 aberta, a partir de 4,5 s) às correntes de estator em referencial 

estacionário (e assumindo-se as correntes no subespaço Z todas nulas (ZHAO; LIPO, 1996b)), 

chegam-se às correntes de estator por fase. As correntes de fase são apresentadas na Figura 3.6, 

e a FMM produzida por elas, na Figura 3.7. A FMM equilibrada produzida pelas correntes 

balanceadas, na ausência de falhas, tem lugar geométrico circular. Por outro lado, a FMM 

produzida pelas correntes de estator com a fase A1 aberta e sem compensação tem formato de 
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elipse, que indica a presença de sequência negativa na FMM e causa a pulsação de torque de 

segundo harmônico. 

 

Figura 3.5 – Modelo em referencial síncrono em malha aberta: Correntes de estator em 

referencial estacionário. 

(a) (b) 

Figura 3.6 – Modelo em referencial síncrono em malha aberta: (a) Correntes de estator por fase. 

(b) em uma janela de tempo menor. 

Em trabalhos anteriores (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018) e (DE 

SOUZA, 2017), foi realizado e simulado o modelo da máquina de indução de nove fases com 

fases abertas em referencial estacionário. A velocidade, torque, correntes em referencial 

estacionário e correntes de fase de estator obtidas aqui com o modelo em referencial síncrono 

são as mesmas para estes parâmetros de circuitos equivalentes aplicados ao modelo em 

referencial estacionário de (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018) e (DE SOUZA, 

2017). Os resultados também são coerentes com aqueles obtidos no modelo por variáveis de 

fase em (DE SOUZA, 2017). Esse fato indica a coerência da modelagem em referencial 

síncrono realizada neste capítulo.  
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Figura 3.7 – Força magnetomotriz normalizada produzida pelas correntes de estator para 

operação balanceada e quando a fase A1 está aberta, operação em malha aberta. 

Conhecendo o modelo, pode-se finalmente desenvolver uma técnica de controle 

adequado para a MI9F com fase aberta. Esse é o assunto da próxima seção. 

3.4. Controle por orientação de campo da Máquina de Indução 
de Nove Fases frente a Perda de Fases 

Para se eliminar a pulsação de conjugado no caso da operação com fases abertas, as 

correntes de estator em referencial estacionário devem obedecer à simples relação dada em 

(3.9). Entretanto, é muito mais comum e eficiente realizar o controle de máquinas elétricas em 

referencial síncrono, pelos motivos já apresentados na introdução deste capítulo. Por isso, deve 

ser realizado um controle adequado em referencial síncrono, mas que garanta essa relação de 

correntes em referencial estacionário. 

Tem-se até aqui o modelo completo da máquina de indução de nove fases na situação de 

fases abertas. Já foram deduzidas as expressões para os enlaces de fluxo de rotor em (3.15) e 

para o de estator em (3.20), ambos em referencial síncrono. Como já foi discutido, existe agora 

uma complicação devido às matrizes variantes no tempo em (3.20). O próximo passo é escrever 

uma expressão adequada para a tensão de estator em referencial síncrono, de forma a se 

explicitarem os termos relativos às realimentações internas (ou cruzamento de eixos) e à força 

contraeletromotriz, para que elas possam ser desacopladas no controle de correntes. Com isso, 

espera-se um controle adequado de correntes para a máquina, de forma que a pulsação de 
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conjugado seja eliminada por meio da manipulação das correntes por meio do controle por 

orientação de campo. Explicitando-se as correntes de rotor em (3.15), tem-se 

𝑖

𝑖
=

1

𝐿

𝜆

𝜆
−

𝑀 𝑀 0

0 𝑀 𝑀

𝑖

𝑖
 . (3.26) 

Em (3.20), chamemos as matrizes 

[𝐴(𝜃 )] = [𝑇(𝜃 )]
𝐿 0
0 𝐿

[𝑇(𝜃 )]  

[𝐵(𝜃 )] = [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
𝑀

𝑀

𝑀
0

0 𝑀
𝑀

𝑀 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

[𝑇(𝜃 )] . 

(3.27) 

Substituindo-se (3.26) e (3.27) em (3.20): 

𝜆

𝜆
= [𝐶(𝜃 )]

𝑖

𝑖
+

1

𝐿
[𝐵(𝜃 )]

𝜆

𝜆
, (3.28) 

onde, 

[𝐶(𝜃 )] = [𝐴(𝜃 )] −
1

𝐿
[𝐵(𝜃 )]

𝑀 𝑀 0

0 𝑀 𝑀
 

[𝐶(𝜃 )] = [𝑇(𝜃 )]

⎣
⎢
⎢
⎢
⎡𝐿 −

𝑀

𝐿
0

0 𝐿 −
𝑀

𝐿 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎤

[𝑇(𝜃 )] . 

(3.29) 

Se a máquina estivesse em condições equilibradas, [𝐶(𝜃 )] seria simplesmente uma matriz 

diagonal cujos termos são a indutância transitória do motor. Substituindo-se a expressão do 

enlace de fluxo de estator em referencial síncrono da equação (3.28) na equação de tensão de 

estator em (3.13), tem-se, finalmente, a parcela de controle feedforward adequada para o 

controle de correntes de um motor de indução com fases abertas:  

𝑣

𝑣
=

𝑅 0
0 𝑅

+
0 −𝜔

𝜔 0
[𝐶(𝜃 )] ∙

𝑖

𝑖
+

𝑑

𝑑𝑡
[𝐶(𝜃 )]

𝑖

𝑖

+
1

𝐿

0 −𝜔
𝜔 0

[𝐵(𝜃 )]
𝜆

𝜆
+

1

𝐿

𝑑

𝑑𝑡
[𝐵(𝜃 )]

𝜆

𝜆
. 

(3.30) 
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Pode-se assumir ainda uma orientação segundo o fluxo de rotor, que leva a 𝜆 = 0 em 

(3.30). A diferença dessa equação para a de uma máquina balanceada são os termos variantes 

no tempo introduzidos pelas matrizes [𝐵(𝜃 )] e [𝐶(𝜃 )]. Isso significa que as parcelas a serem 

desacopladas pela componente feedforward serão pulsantes, mesmo que as correntes de estator 

de referência sejam constantes. Isso explica o motivo das oscilações de torque não terem sido 

efetivamente eliminadas no trabalho anterior realizado em (DE SOUZA, 2017), já que o 

controle de correntes foi realizado como é feito para uma máquina equilibrada, baseada em 

(NOVOTNY; LIPO, 1996).  

A Equação (3.31) apresenta as equações da tensão de estator em referencial síncrono para um 

motor de indução balanceado, podendo ser diretamente comparada à (3.30), bastando 

considerar 𝐿  = 𝐿  e 𝑀  = 𝑀 . A equação de tensão (3.30) resultará na (3.31), caso a máquina 

esteja equilibrada. 

𝑣

𝑣
=

𝑅 0
0 𝑅

+
0 −𝜔

𝜔 0
𝐿 0

0 𝐿
∙

𝑖

𝑖
 

+
𝐿 0

0 𝐿

𝑑

𝑑𝑡

𝑖

𝑖
+

𝐿

𝐿

0 −𝜔
𝜔 0

𝜆
0

+
𝐿

𝐿

𝑑

𝑑𝑡
𝜆
0

 

 

(3.31) 

A indutância 𝐿  representa a indutância transitória da máquina. A Equação (3.31) apresenta a 

componente feedforward que elimina os acoplamentos cruzados e a força contraeletromotriz 

para um motor de indução em condições equilibradas (NOVOTNY; LIPO, 1996), como o que 

ainda foi utilizado em (DE SOUZA, 2017).  

A Figura 3.8 é uma esquematização em diagrama de blocos para as equações (3.31) e (3.30), 

para uma máquina balanceada e com fases abertas, respectivamente. A força contraeletromotriz 

e os termos de acoplamento cruzados a serem compensados pela ação feedforward são, de fato, 

pulsantes para a máquina com fases abertas. Por isso, modelagens que não considerem essa 

falha não são suficientes para se realizar os desacoplamentos e finalmente eliminar a pulsação 

de conjugado via controle.  

Em trabalhos anteriores (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018) e (DE SOUZA, 

2017), apenas se conhecia completamente o modelo da MI9F com fases abertas em referencial 

estacionário. Devido à falta do controle adequado de correntes à condição de fases abertas, o 

motor foi alimentado diretamente com as correntes de referência na simulação realizada. Nesses 

trabalhos citados, as diferenças observadas em relação à máquina equilibrada diziam respeito às 

matrizes de transformação e aos parâmetros de indutâncias diferentes para cada eixo. Com este 
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trabalho, um controle de correntes dq finalmente pode ser feito adequadamente para a MI9F com 

fases abertas. Dessa forma, o motor pode ser alimentado com tensões. 

 

Figura 3.8 –  Parcela feedforward para uma máquina de indução equilibrada em referencial 

síncrono orientado pelo fluxo de rotor, como definido por NOVOTNY e LIPO (1996), e para 

uma máquina com fases abertas, como obtido neste trabalho por (3.30). 

Além da importante parcela feedforward em (3.30), o controle de correntes tem uma ação 

feedback, composto apenas por um controlador proporcional. A malha de corrente é 

esquematizada na Figura 3.9.  

 

Figura 3.9 – Malha de controle de corrente da máquina de indução. 

Assumindo-se que os desacoplamentos sejam eliminados pela componente de controle 

feedforward, a função de transferência da malha de corrente é dada por 

𝑖

𝑖∗
=

𝑅

𝐿 . 𝑠 + 𝑅
,  (3.32) 
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Por (3.32), conclui-se que em frequência nula (corrente contínua), o ganho do controlador, 

mesmo apenas com ação proporcional, é unitário. Isso reforça a necessidade de se realizarem 

todas as compensações adequadamente.  

Será considerada a máquina equilibrada para se realizar o projeto do controlador de 

corrente. A rigidez dinâmica significa quantas unidades de medida da perturbação de uma 

malha são necessárias para causar um desvio de uma unidade de medida da variável de interesse 

dessa malha. O módulo da perturbação, a força contraeletromotriz 𝑒 , sobre a corrente é a 

rigidez dinâmica da malha, que quantifica a capacidade de rejeição de perturbação do controle: 

𝑒

𝑖
= 𝑠𝐿 + 𝑅 . (3.33) 

Assume-se inicialmente uma frequência de chaveamento típica de 21 vezes a frequência 

nominal deste motor (240 Hz), portanto 5040 Hz. A frequência de corte da malha de corrente 

deve ser dez vezes menor, de forma que o conversor PWM aja mais rapidamente que a malha 

de corrente, embora neste capítulo não seja utilizado um conversor para síntese das tensões de 

referência. A frequência do polo da função de transferência (3.32) deve ser 2𝜋 ∙ 504 𝑟𝑎𝑑/𝑠. 

Assim, o ganho 𝑅  da malha de corrente será 𝑅 = 24 Ω. 

A Figura 3.10 apresenta a resposta em frequência da corrente em relação à corrente de 

referência e também a curva de rigidez dinâmica. A rigidez dinâmica vale 𝑅  em baixas 

frequências e aumenta com a frequência a uma inclinação dada por 𝐿 . O ganho da malha de 

correntes em baixas frequências é unitário, e se tem 504 Hz de frequência de corte, como 

desejado.  
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(a) 

 
(b) 

Figura 3.10 – Malha de controle de corrente de eixo direto e em quadratura: (a) resposta em 

frequência, (b) curva de rigidez dinâmica. 

O diagrama completo do controle por orientação indireta de campo para o motor de indução 

multifásico, considerando a condição de fases abertas, é apresentado na Figura 3.11. As 

grandezas com * remetem às referências, e os parâmetros com ^ representam parâmetros 

estimados. A saída de um controlador de velocidade (ba – ganho proporcional, ka – ganho 

integral) é a referência de torque, que, a menos de algumas constantes, torna-se a referência de 

corrente de eixo em quadratura. A referência de corrente de eixo direto é calculada tendo-se a 

referência de enlace de fluxo de rotor e a indutância de magnetização efetiva da máquina, que 

depende de quais fases estejam abertas, conforme o Apêndice B. O cálculo do escorregamento 

pode ser feito de maneira análoga ao de uma máquina balanceada (KIANINEZHAD et al., 

2008). Os termos de compensação a serem somados ao controle feedback das correntes são 
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dados em  (3.30), as equações de tensão de estator em referencial síncrono adequados para fases 

abertas.  

Como a técnica de controle por orientação de campo da MI9F desenvolvida nesta seção é 

baseada no modelo em referencial síncrono proposto neste capítulo, logo, ela também é válida 

para uma máquina de indução com qualquer outro número de fases. Da mesma maneira, este 

controle também é válido para qualquer ou quaisquer fases abertas, bastando-se observar as 

matrizes de transformação e indutâncias a serem empregadas, conforme definidas no Apêndice 

B. Para uma máquina síncrona multifásica com fases abertas, um equacionamento semelhante 

poderia ser conduzido.  

 

Figura 3.11 – Esquemático do controle por orientação indireta segundo o fluxo de rotor do 

motor de indução de nove fases com fase aberta, onde as componentes feedforward estão em 

(3.30). 

3.4.1. Simulação do Controle por Orientação de Campo (Fase A1 aberta) 

A efetividade da técnica de controle por orientação de campo da MI9F com fase aberta é 

avaliada nesta seção, por meio de simulação em Matlab/Simulink. O controle é realizado em 

referencial síncrono, e o modelo da MI9F com fase aberta está em referencial estacionário, 

como aquele desenvolvido em trabalhos anteriores (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO 

FILHO, 2018). 



80 
 

 
 

Serão utilizadas aqui referências diretas de correntes, ainda sem o controlador de 

velocidade. Neste caso, a simulação já se inicia com o motor com a fase A1 aberta. A referência 

de enlace de fluxo a ser empregada é o valor no módulo do enlace de fluxo de rotor resultante 

da simulação do modelo ainda balanceado e sob carga nominal, feita na seção 3.3.1. A corrente 

de eixo direto de referência será uma constante definida por  

𝑖∗ =
|𝜆∗ |

𝑀 𝑀
=

0,4714

0,047
= 5,25 𝐴. (3.34)  

A corrente de eixo em quadratura de referência 𝑖∗  é uma onda quadrada de amplitude 7,5 

A e período de 2 s, de forma que a máquina desenvolva um conjugado também quadrado e com 

resposta instantânea. Assim, a velocidade do motor terá uma forma triangular, cujo pico atinge 

uma velocidade em torno da nominal. Utilizando-se como parcela feedforward o esquema para 

uma máquina equilibrada da Figura 3.8, têm-se as respostas de torque e de velocidade ilustradas 

na  Figura 3.12 (a). 

 
(a) 

 

 
(b) 

Figura 3.12 – Resposta de velocidade, torque e enlace de fluxo de rotor em referencial síncrono, 

(a) com a parcela feedforward inadequada para a condição de fases abertas, (b) com a parcela 

feedforward proposta na equação (3.30) deste trabalho. 

Ainda são fortes as oscilações no torque na  Figura 3.12 (a), o que indica que os 

desacoplamentos não foram perfeitamente realizados, mesmo se definirmos indutâncias 

transitórias diferentes para os eixos d e q e utilizarmos a matriz [𝑇(𝜃 ) ] para transformação de 

referenciais das grandezas de estator. Não se têm as condições necessárias para controle de 

torque. Há perda de orientação em relação ao fluxo de rotor, já que a componente de eixo em 
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quadratura do enlace de fluxo de rotor não se mantém nula. O torque e o fluxo não são 

controlados de forma independente, e a velocidade não responde com um formato triangular. 

A pulsação é mais significativa conforme a velocidade aumenta, uma vez que a força 

contraeletromotriz, que é uma perturbação, se torna mais intensa. Por isso, é necessário somar 

uma parcela feedforward adequada à condição de fases abertas, definida pela equação (3.30) 

proposta neste trabalho.  

A Figura 3.12 (b) apresenta a velocidade e torque desenvolvidos pelo motor com essa 

correção. A pulsação de conjugado é minimizada, indicando o sucesso do desacoplamento 

realizado, tendo em vista a sua complexidade ser maior do que no caso da máquina equilibrada, 

pois, para fases abertas, as componentes pulsantes mesmo em referencial síncrono estão sendo 

desacopladas. A Figura 3.12 (b) ilustra o enlace de fluxo de rotor em referencial síncrono, 

evidenciando que a componente de eixo em quadratura é sempre muito próxima de zero. Isso é 

fundamental para a orientação de campo segundo o fluxo de rotor, que é mantida mesmo neste 

controle em condição de falta. A componente de eixo direto segue a sua referência de 0,47 Wb, 

como se não houvesse falha, uma vez que o controle garante a produção de uma mesma FMM 

balanceada pelos enrolamentos de estator. Recuperam-se as condições de controle de torque, 

por meio de um controle adequado: orientação segundo o campo de rotor mantida, controle 

independente de fluxo e torque no motor, além da produção de torque livre de pulsação. 

Embora o enlace de fluxo de rotor não seja pulsante, como já era previsto pela equação 

(3.15), o enlace de fluxo de estator possui oscilações intrínsecas à condição de fase em circuito 

aberto. Por isso, mesmo em referencial síncrono, as parcelas de tensão devido ao acoplamento 

de eixos cruzados e devido à força contraeletromotriz também apresentarão oscilações. A 

tensão a ser aplicada no estator do motor é apresentada na Figura 3.13.  

 

Figura 3.13 – Tensão em referencial síncrono a ser aplicada ao estator da máquina. 
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As tensões dq possuem oscilações significativas, mas que irão cancelar oscilações no 

modelo do motor, de modo a permitir que as correntes dq, e o conjugado, sejam livres de 

pulsações. O modelo do motor utilizado nesta etapa está em referencial estacionário, logo, para 

transformar as tensões da Figura 3.13 para referencial estacionário, deve-se utilizar a 

transformação  [𝑻(𝜽𝒆)𝒔] 𝟏 e então aplicá-las ao estator. 

As correntes dq são expostas na Figura 3.14 juntamente com suas referências (em azul). As 

pulsações nessas correntes são desprezíveis, evidenciando a efetividade do controle de 

correntes. Sendo as correntes dq livres de pulsações, o torque será liso, como trouxe a Figura 

3.12 (b). Portanto, é possível utilizar apenas controladores PI (aqui foi usada somente a ação 

proporcional) nas malhas de corrente, ao contrário do que afirmado por LIU, ZHENG e LI, 

2017). As pulsações nas tensões de estator em referencial síncrono, que são a saída dos 

controladores de correntes, também foram observadas em (LIU; ZHENG; LI, 2017), em que se 

empregavam controladores por lógica fuzzy. No presente trabalho, explicam-se as origens 

dessas oscilações, em decorrência das matrizes com termos variantes no tempo presentes nas 

equações de enlace de fluxo de estator, em (3.20). Esse fato é justificado após um trabalho 

adequado de modelagem.  

 
Figura 3.14 – Controle por orientação de campo: correntes de estator em referencial síncrono e 

suas referências.  

As correntes em referencial estacionário para estator e rotor da MI9F são exibidas na Figura 

3.15. As correntes de rotor possuem a mesma amplitude, já que ele se mantém com uma estrutura 

balanceada. Já as correntes de estator em referencial estacionário possuem amplitudes diferentes, 

9,75 A e 8,6 A. A relação entre os valores de pico dessas correntes é calculada em (3.35). Essa 

relação coincide com o que já foi definido em trabalhos consolidados da literatura, (ZHAO; 

LIPO, 1996a), (ZHAO; LIPO, 1996b) e (KIANINEZHAD et al., 2008), de forma que se elimine 
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a pulsação de torque. Porém, neste capítulo, conseguiu-se impor essa relação indiretamente, por 

meio de um controle dq adequado. 

𝐼

𝐼
= 1,133 =

𝑀

𝑀
=

4,5

3,97
= 1,133. 

(3.35)  

 

Figura 3.15 – Controle por orientação de campo: Correntes em referencial estacionário para 

estator e rotor da MI9F. 

No presente capítulo, as correntes do Subespaço-Z são negligenciadas, e as tensões a serem 

aplicadas nesse Subespaço são todas nulas. Com isso, aqui se consideram as seis correntes do 

Subespaço-Z também nulas, como  sugerem (ZHAO; LIPO, 1996a), (ZHAO; LIPO, 1996b) 

(KIANINEZHAD et al., 2008). A Figura 3.16 apresenta as correntes de fase de estator. Elas 

foram obtidas por meio da transformação inversa [𝑇8]  utilizando-se as correntes de estator 

em referencial estacionário, e as correntes nulas do Subespaço-Z.  

 

Figura 3.16 – Correntes de fase da MI9F com controle por orientação de campo, mas sem 

controlar as correntes do Subespaço-Z. 

As correntes de fase não possuirão a mesma amplitude mesmo com o controle dq adequado 

a condição de fase aberta. Adicionalmente, o somatório das correntes de fase não será nulo, 
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obrigando o motor a ter o neutro conectado ao inversor ou fontes. O Capítulo 4 desenvolverá 

um sistema de controle para o Subespaço-Z, de forma que se contorne esses problemas. 

O controlador de velocidade pode ser incluído para gerar a referência de corrente de eixo em 

quadratura. Isso será feito no Capítulo 4, em que se inclui também o controlador de correntes do 

Subespaço-Z, que não interfere no controle de correntes dq. Lá teremos uma operação totalmente 

controlada para a MI9F com fases abertas, para efetivamente aplicar o Método das Amplitudes 

Iguais via controle de correntes. 

3.5. Conclusões 

O modelo para a máquina de indução de nove fases na ocasião de fases abertas em 

referencial síncrono foi desenvolvido. Os resultados de simulação foram comparáveis aos 

resultados do modelo em referencial estacionário e do modelo por variáveis de fase, já 

desenvolvido na literatura.  

Com fases abertas, a modelagem desenvolvida neste capítulo mostrou que a força 

contraeletromotriz da máquina pulsa mesmo em referencial síncrono. Sem a compensação 

correta dessa perturbação, as correntes dq também pulsariam. Como o torque depende do 

produto de correntes de rotor e de estator em referencial síncrono, então o torque apresentaria 

as indesejadas oscilações. 

Em posse do modelo em referencial síncrono, foi desenvolvida uma técnica de controle de 

torque por orientação indireta segundo o campo de rotor para a MI9F com fases abertas, para 

se obter controle independente de torque e de fluxo de rotor. O controle de correntes dq foi 

efetivamente realizado, desenvolvendo-se o equacionamento para a componente feedforward, 

necessária para o desacoplamento das realimentações internas e da força-contraeletromotriz do 

motor. Com o controle adequado, recuperam-se as condições necessárias para controle de 

torque, além da desejável eliminação da pulsação de conjugado, que é um efeito negativo 

característico da operação com fases abertas. Os resultados de simulação do controle 

desenvolvido aqui demonstraram com sucesso a eliminação do ripple de conjugado no modelo 

do motor, juntamente com a qualidade do controle de torque, que tem resposta instantânea, e 

do controle de fluxo magnético, ambos seguindo suas referências. 

O modelo dq para a máquina desbalanceada desenvolvido aqui, aplicando-se as simples 

condições de uma máquina balanceada, recaiu exatamente nas mesmas equações para uma 
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máquina balanceada, conforme desenvolvido por NOVOTNY e LIPO (1996). Por isso, uma 

vantagem do modelo e controle desenvolvidos neste capítulo, além de sua efetividade e de 

serem muito parecidos com o controle tradicional de máquinas equilibradas, é a possibilidade 

do seu uso nas condições de pré e pós-falta. 

Neste capítulo, as correntes do Subespaço-Z foram assumidas todas nulas, por isso as 

correntes de fase ainda eram desequilibradas e não se somavam para zero. A modelagem e o 

controle das correntes do subespaço-Z é foco do próximo capítulo. 
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Capítulo 4 

Controle de Correntes do Subespaço-Z de uma MI9F 

As correntes do Subespaço-Z não produzem torque ou fluxo mútuo na máquina. Em uma 

máquina multifásica balanceada, essas correntes são todas nulas, para não haver perdas 

adicionais. Entretanto, elas interferem nas correntes de fase de estator e, portanto, em seu 

somatório. Este capítulo desenvolve o controle das correntes do Subespaço-Z para que se 

possam “moldar” as correntes de fase. Juntamente com o controle das correntes de eixo direto 

e em quadratura desenvolvido no Capítulo 3, o controle das correntes do Subespaço-Z 

efetivamente aplica as correntes de fase desejadas à MI9F em condição de fases abertas. Por 

exemplo, aquelas resultantes do “Método das Amplitudes Iguais”, em que as oito correntes 

restantes aumentam em 16,2 % em amplitude para manter o mesmo torque e a mesma FMM da 

operação balanceada. O controle do Subespaço-Z também se mostrou ser o caminho para 

controlar a MI9F com as suas nove fases alimentadas de forma desequilibrada, para realizar o 

roteamento de potência entre as fases do acionamento. 

4.1. Introdução 

O capítulo anterior desenvolveu uma técnica de controle por orientação indireta segundo o 

campo de rotor para uma MI9F com fases abertas. Foi mostrado como realizar o controle de 

correntes dq, de forma a eliminar a pulsação de torque. Entretanto, as correntes de fase 

resultantes apresentaram amplitudes diferentes, o que geraria uma distribuição de perdas não-

homogênea nas fases do conversor e da máquina. Outro detalhe importante é que o somatório 

das oito correntes de fase resultantes não era zero, não sendo possível de se implementar em 

um sistema em que o neutro da máquina é isolado. Isso ocorreu justamente pela ausência do 

controle do Subespaço-Z.  

No Capítulo 3, todas as tensões de referência do Subespaço-Z foram escolhidas nulas para 

que se dê foco no controle de correntes dq e para que a máquina não tivesse perdas adicionais, 
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como sugerem os artigos (ZHAO; LIPO, 1996a), (ZHAO; LIPO, 1996b) e (KIANINEZHAD 

et al., 2008). Da mesma forma como observado no problema da modelagem da MI9F em 

trabalhos anteriores (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018), seguindo as 

orientações desses autores, a máquina apresentaria corrente de neutro, e, então, a modelagem 

não representaria bem os motores com neutro isolado. Portanto, desde a observação iniciada 

em (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018), as intervenções no Subespaço-Z se 

tornaram importantes para  “moldar” as correntes de fase, embora não influenciem na produção 

de conjugado.  

Como já exposto, O Subespaço-Z possui 𝑁 − 2 vetores, onde 𝑁 é o número total de fases 

ainda conectadas. Se a máquina perde uma fase, terá 𝑁 =  8 fases ativas e seis tensões e 

correntes no Subespaço-Z. A modelagem da máquina multifásica no Subespaço-Z é regida por 

uma simples dinâmica Resistor-Indutor. As tensões de estator nesse subespaço são 

simplesmente  (ZHAO; LIPO, 1996a): 

𝑣 = 𝑅 𝑖 + 𝐿
𝑑𝑖

𝑑𝑡
 

𝑣 = 𝑅 𝑖 + 𝐿
𝑑𝑖

𝑑𝑡
 

… 

𝑣 = 𝑅 𝑖 + 𝐿
𝑑𝑖

𝑑𝑡
. 

 

(4.1) 

Os únicos parâmetros da máquina de indução relacionados a essas equações de tensão são 

a resistência dos enrolamentos de estator 𝑅  e a indutância de dispersão de estator 𝐿 , já que 

esse subespaço não produz fluxo útil. Esses parâmetros são independentes da matriz de 

transformação [𝑇8], ao contrário do que ocorre para os parâmetros do plano 𝛼𝛽.  

4.2. Aplicação Efetiva do Método das Amplitudes Iguais para 
uma fase aberta 

Em trabalhos anteriores (DE SOUZA, 2017) e (DE SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017a), 

foram desenvolvidos métodos para calcular as correntes pós-falta para que uma MI9F 

alcançasse uma operação tolerante a falta de fase aberta, por meio da produção de uma FMM 

balanceada. Um dos métodos alcança as menores perdas joulicas (Método das Menores Perdas), 
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mas com corrente de neutro nula. O outro método visa obter todas as correntes de fase com 

amplitudes iguais (Métodos das Amplitudes Iguais), também sem corrente de neutro. 

Considerando-se que a corrente na fase A1 é nula, a Tabela 4 apresenta as correntes de fase 

resultantes dos dois métodos. O termo 𝐼 se refere à amplitude das correntes pré-falta 

equilibradas. 

Tabela 4 – Amplitude e fase das correntes para os Métodos de cálculo de FMM equilibrada na 
perda de uma fase (fase A1 aberta). 

Corrente de fase 
Método das Menores Perdas Método das Amplitudes iguais 

Amplitude Ângulo de fase Amplitude Ângulo de fase 

𝐼  1,35𝐼 28,36° 1,1619𝐼 23,33° 

𝐼  1,062𝐼 67,98° 1,1619𝐼 56,67° 

𝐼  1𝐼 120° 1,1619𝐼 123,33° 

𝐼  1,139𝐼 162,65° 1,1619𝐼 156,67° 

𝐼  1,139𝐼 −162,65° 1,1619𝐼 −156,67° 

𝐼  1𝐼 −120° 1,1619𝐼 236,67° 

𝐼  1,062𝐼 −67,98° 1,1619𝐼 −56,67° 

𝐼  1,35𝐼 −28,36° 1,1619𝐼 −23,33° 
 

As oito correntes de fase resultantes desses métodos podem ser decompostas no plano 𝛼𝛽 e 

no Subespaço Z por meio da matriz [𝑇8]. Entre esses dois métodos, a única diferença se dá nas 

correntes do Subespaço-Z, enquanto as correntes 𝛼𝛽 são iguais e seguem as relações já 

estabelecidas na literatura (ZHAO; LIPO, 1996a), apresentadas aqui em (3.35). A Figura 4.1 

apresenta as correntes 𝛼𝛽 e do Subespaço-Z para o Método das Menores Perdas, e a Figura 4.2, 

para o Método das Amplitudes Iguais. Isso reforça que há infinitos conjuntos de correntes de 

fase que irão produzir a mesma FMM balanceada na MI9F com fases abertas. Entretanto, 

existem alguns que possuem características convenientes. 

Para o Método das Menores Perdas, a intervenção nas correntes do Subespaço-Z é mínima, 

de forma apenas a forçar as correntes de fase se somarem para zero. Nesse método, as correntes 

do Subespaço-Z estão todas em fase. No modelo modificado proposto em um trabalho anterior 

(DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018) para que a MI9F não tenha corrente de 

neutro, as correntes do Subespaço-Z foram alteradas e, em malha aberta, verificou-se que elas 

também estavam todas em fase.  

Já para o Método das Amplitudes Iguais, mais intervenções são feitas no Subespaço-Z, 

resultando também em perdas maiores, mas que representa um incremento de apenas 20 % nas 
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perdas joulicas no estator. Por isso, daqui em diante, este trabalho irá se focar no Método das 

Amplitudes Iguais para a MI9F com uma fase aberta. A Tabela 5 apresenta a amplitude e ângulo 

de fase para as correntes do Subespaço-Z com relação à corrente 𝑖  para este método. 

 

Figura 4.1 – Decomposição das correntes para o Método das Menores Perdas (fase A1 aberta). 

 
Figura 4.2 – Decomposição das correntes para o Método das Amplitudes Iguais (fase A1 
aberta). 

Tabela 5 – Amplitude e ângulo de fase para as correntes 𝛂𝛃 e do Subespaço Z para o Método 
das Amplitudes Iguais (fase A1 aberta) 

 
Amplitude 

(pu) 
Relação amplitude com 

𝒊𝒔𝜶 
Ângulo de fase 

em relação a 𝒊𝒔𝜶 [°] 
isα 2,4053512 1 0 
isβ 2,1209921 0,881780626 -90 
isz1 0,1327 0,055168659 -147,9 
isz2 0,1082 0,044983037 -29,8 
isz3 0,2609 0,10846649 44,5 
isz4 0,1839 0,076454533 49,4 
isz5 0,5477 0,227700639 -2,8 
isz6 0,2896 0,12039822 -54,4 

 

Para fins de controle desacoplado de torque e fluxo na máquina, é desejável um controle 

por orientação de campo, ou seja, de correntes em referencial síncrono, e não um controle de 
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correntes de fase, mesmo que já se tenham como referências as correntes do Método das 

Amplitudes Iguais. Assim, para conseguir impor essas correntes à MI9F com fase aberta, é 

necessária uma técnica de controle especial, que alcançará esse objetivo de uma forma indireta. 

O controle completo da máquina de indução de nove fases com fases abertas é composto 

pelo controle das correntes dq, que são c.c., e das correntes do Subespaço-Z, que são senoidais. 

Para se ter uma referência temporal para o cálculo das correntes de referência do Subespaço-Z, 

pode-se tomar como referência a corrente 𝑖  em referencial estacionário, como mostrado na 

Tabela 5. Estes ângulos foram determinados offline. 

Dinamicamente, é preciso determinar o ângulo e a amplitude da corrente 𝑖  para se 

calcularem as correntes de referência do Subespaço-Z. O ângulo da corrente 𝑖  pode ser 

determinado tendo-se o ângulo da transformação de referenciais e as correntes d e q de 

referência para o estator, conforme relaciona a matriz de transformação de dq para 𝛼𝛽, 

[𝑇(𝜃 ) ] . Com isso, podem-se dinamicamente determinar as correntes do Subespaço-Z de 

forma, por exemplo, que as correntes de fase tenham a mesma amplitude. Escreve-se a corrente 

senoidal 𝑖 (𝑡) como 

𝑖 (𝑡) = 𝚤 cos(𝜔𝑡 + 𝜃 ). 

 

(4.2) 

De (3.19), tem-se: 

[𝑇(𝜃 ) ] =  

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
0

0
𝑀

𝑀
⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

cos(𝜃 ) − sin(𝜃 )

sin(𝜃 ) cos(𝜃 )
= 

[𝑇(𝜃 ) ] =

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡ 𝑀

𝑀
cos(𝜃 ) −

𝑀

𝑀
sin(𝜃 )

𝑀

𝑀
sin(𝜃 )

𝑀

𝑀
cos(𝜃 )

⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

. 

(4.3) 

Então, 

𝑖 = 𝑚 𝑖 cos(𝜃 ) − 𝑚 𝑖 sin(𝜃 ) , 𝑐𝑜𝑚 𝑚 =
𝑀

𝑀
 

 

(4.4)  

No plano dq, de acordo com (4.4), a corrente 𝑖  se localiza conforme mostra a Figura 4.3. 
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Figura 4.3 – Decomposição da corrente 𝒊𝒔𝜶 no plano dq (considerando desequilíbrio devido a 

fase A1 aberta). 

Geometricamente, calcula-se o ângulo de fase de 𝑖  

𝜃 = tan
𝑖

𝑖
. (4.5)  

Já a amplitude da corrente 𝑖  é 

𝚤 = 𝑚 𝑖 + 𝑚 𝑖 = 𝑚 𝑖 + 𝑖  (4.6)  

Então, em termos das correntes de referência de eixo direto e em quadratura, escreve-se a 

corrente 𝑖 : 

𝑖 (𝑡) = 𝑚 𝑖 + 𝑖 cos(𝜔𝑡 + tan
𝑖

𝑖
) (4.7)  

O ângulo temporal 𝜃 = 𝜔𝑡 = (𝜔 + 𝑠𝜔∗)𝑡 é o ângulo da orientação por fluxo de rotor, que é 

encontrado pela integral no tempo da saída do bloco de cálculo de escorregamento somada à 

rotação mecânica em radianos por segundo elétricos, Figura 4.4. 

 

Figura 4.4 – Cálculo da corrente 𝒊𝒔𝜶 a partir das correntes de referência dq de estator. 
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Tendo-se a corrente 𝑖  de referência, pode-se em seguida calcular as correntes de referência 

para o Subespaço-Z, aplicando-se os valores da Tabela 5. A Figura 4.5 apresenta a malha de 

controle da corrente 𝑖 , que pode ser estendida para as demais cinco correntes do Subespaço-

Z quando há uma fase aberta.  

 

Figura 4.5 – Controle de Correntes do Subespaço Z. 

Como a modelagem do Subespaço-Z corresponde a uma dinâmica de resistor-indutor 

contendo a resistência e a indutância de dispersão do enrolamento de estator, calculam-se as 

funções de transferência desta malha de forma parecida como para a malha de correntes dq do 

Capítulo 3. Considera-se apenas ação proporcional no controlador de correntes do Subespaço-

Z e também que as realimentações internas são desacopladas. Assim, obtêm-se as funções de 

transferência para a resposta o ganho da malha de controle e para a rigidez dinâmica da malha 

de controle de correntes do Subespaço-Z: 

𝑖

𝑖∗
=

𝐾

𝐿 . 𝑠 + 𝐾
,  (4.8) 

𝑒

𝑖
= 𝑠𝐿 + 𝐾 . (4.9) 

4.2.1. Simulação Dinâmica do Método das Amplitudes Iguais (Fase A1 aberta) 

Simulações em Matlab/Simulink são realizadas nesta seção. O esquemático de controle 

completo (correntes em referencial síncrono e de correntes do subespaço-Z) são utilizados, 

conforme o diagrama da Figura 4.6. Nesta Seção, é implementado todo o diagrama da Figura 

3.11, para controle por orientação indireta segundo fluxo de rotor da MI9F com fases abertas. 

Para o caso da fase A1 aberta, apenas as correntes das fases A2 a C3 são aplicadas na matriz de 

transformação [𝑇8], e a tensão de referência para a fase A1 é nula. 



93 
 

 
 

 

Figura 4.6 – Controle de correntes dq e de correntes do Subespaço-Z. 

É necessário projetar, então, o controlador de velocidade e o controlador das correntes do 

Subespaço-Z. A malha de velocidade é esquematizada na Figura 4.7, onde a “fonte de torque” 

é o próprio motor, explicitando-se apenas a dinâmica mecânica. Para que se possa desconsiderar 

a dinâmica do motor, é preciso que a malha de velocidade seja, pelo menos, dez vezes mais 

lenta do que as malhas de corrente dq do motor.  

 
Figura 4.7 – Malha de controle de velocidade. 

A função de transferência da malha de velocidade é dada em (4.10). Nesse diagrama, 𝐽 é o 

momento de inércia referido ao eixo do motor, 𝑏 o coeficiente de atrito viscoso, 𝐾  é o ganho 

integral e 𝑏 , o ganho proporcional do controlador de velocidade. A rigidez dinâmica da malha 

de velocidade é a intensidade da perturbação, o torque de carga, sobre a velocidade, apresentada 

em (4.11). 

𝜔

𝜔∗
=

𝑠𝑏 + 𝐾

𝐽𝑠 + 𝑠(𝑏 + 𝑏 ) + 𝐾
  (4.10)   

 

𝑇

𝜔
= −

𝐽𝑠 + 𝑠(𝑏 + 𝑏 ) + 𝐾

𝑠
 

 

 

(4.11)   

Nestas simulações, será usada a MI9F com as mesmas características e parâmetros da Seção 

3.3.1. Inicialmente, supondo a utilização de uma frequência de chaveamento 21 vezes maior 
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que a frequência nominal da máquina, a frequência de corte das malhas de corrente dq foram 

assumidas como 504 Hz, conforme feito no Capítulo 3. Para esta máquina, 𝐽 = 0,01798 kg. m² 

e considera-se 𝑏 = 0,01 𝑁𝑚. 𝑠/𝑟𝑎𝑑 . Deseja-se que as frequências de corte da malha de 

velocidade sejam 50,4 Hz e 5 Hz. Com isso, determinam-se os ganhos do controlador de 

velocidade, 𝑏 = 6,2 𝑁𝑚. 𝑠/𝑟𝑎𝑑 e 𝐾 = 177 𝑁𝑚. 𝑠²/𝑟𝑎𝑑. A Figura 4.8 apresenta a resposta 

em frequência da malha de velocidade e sua rigidez dinâmica. 

 

 
(a) 

 
(b) 

Figura 4.8 – Malha de controle de velocidade: (a) resposta em frequência em relação à 

velocidade de referência, (b) rigidez dinâmica. 

Devido à ação integral, a malha de velocidade possui ganho unitário para referência 

constante e rigidez dinâmica infinita para perturbações constantes (frequência próxima de zero). 

Para frequências até 5Hz (zero mais lento), a rigidez dinâmica decresce com o aumento da 

frequência, podendo variar paralelamente com o ganho integral. Para frequências de 5 Hz a 
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50,4 Hz (segundo zero), a rigidez dinâmica apresenta seus menores valores, aproximadamente 

constantes da ordem do valor do ganho proporcional dessa malha, em torno de 6,2 Nm/rad. A 

partir da frequência do segundo zero, a rigidez dinâmica tem crescimento com a frequência, 

podendo variar paralelamente com a inércia 𝐽. Ou seja, apenas a própria inércia do sistema é 

capaz de rejeitar perturbações de alta frequência. 

 A. Tensões senoidais (Sem inversor de frequência) 

Nesta Seção, continuará sendo utilizado o controle por orientação indireta de campo para 

uma MI9F com fases abertas, desenvolvido no Capítulo 3, e também o mesmo ganho 

proporcional nas malhas de corrente dq (𝑅 = 24 Ω). A diferença aqui são as correntes não-

nulas como referências para o Subespaço-Z. Elas se relacionam com a corrente de referência 

𝑖  por meio da Tabela 5. Como são senoides com frequência fundamental de 240 Hz, a 

frequência de corte escolhida para essa malha foi maior, 1680 Hz, para que a fundamental ainda 

esteja na banda de passagem do controlador. O controlador empregado terá apenas ação 

proporcional, já que não há perturbações constantes nessa malha. Com isso, o ganho 

proporcional do controlador de correntes do Subespaço-Z nestas simulações é 𝑘 = 38,3 Ω . 

A Figura 4.9 apresenta a resposta em frequência e a rigidez dinâmica da malha de correntes do 

Subespaço-Z. 

A técnica de controle para a MI9F balanceada utiliza a matriz [𝑇9] para a decomposição 

das correntes de fase e a tradicional matriz [𝑇(𝜃 )], em (3.10), para a transformação de 

referenciais. A técnica de controle para uma máquina balanceada usa também as equações de 

tensão de estator em referencial síncrono de uma máquina balanceada conforme (NOVOTNY; 

LIPO, 1996) (Figura 3.8) para compor a parcela de controle feedforward do controlador de 

correntes dq. Outra característica é que as sete tensões de referência para o subespaço-Z são 

todas nulas. 

No caso do controle adequado para a fase A1 aberta, todo o diagrama da Figura 3.11 é 

implementado. Utiliza-se [𝑇8] para decompor as correntes de fase, a matriz de transformação 

de referenciais modificada [𝑇(𝜃 ) ], em (3.11). Para a componente de controle direto, 

empregam-se as equações de tensão de estator em referencial síncrono conforme desenvolvidas 

no Capítulo 3 deste trabalho, sintetizadas em (3.30) e também mostradas em forma de diagrama 

de blocos na Figura 3.8. A indutância de magnetização efetiva é recalculada 𝐿 = 𝑀 𝑀 . 
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Além disso, mais uma diferença em relação ao controle para uma máquina balanceada, são as 

seis correntes não-nulas de referência do Subespaço-Z.  

 
(a) 

 
(b) 

Figura 4.9 – Malha de controle de correntes do Subespaço-Z, (a) resposta em frequência, (b) 

rigidez dinâmica. 

Nesta simulação, após o estabelecimento do fluxo, tem-se uma rampa de referência para a 

velocidade. A máquina parte equilibrada e é submetida ao conjugado de carga nominal a partir 

de 4,1 s. Após o regime permanente, a fase A1 é aberta em 4,5 s, mas o controle só se adapta 

para a situação de falta em 5 s. Nesse momento, o controle de correntes dq de estator e de 

correntes do Subespaço-Z são atualizados para a condição de fase aberta, conforme 

desenvolvido ao longo deste trabalho. A Figura 4.10 apresenta o torque e a velocidade 

desenvolvidos pelo motor.  
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(a) 

 
(b) 

Figura 4.10 – Respostas de velocidade e torque. Abertura de fase em 4,5 s, mas adequação do 

controle aos 5 s, (a) toda a simulação, (b) após abertura da fase. 

Há pulsação de conjugado se minimiza após a adequação do controle. Entretanto, após a 

falta e enquanto o controle para uma máquina balanceada ainda agia, o torque ainda pulsava 

consideravelmente, com um ripple próximo do valor observado com a máquina em malha 

aberta (aqui 7,48 % de pico).  

A Figura 4.11 traz as correntes de fase. Ainda com a máquina balanceada e sob carga, a 

amplitude das correntes de fase era 5,7 A.  

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5 5.5
Tempo [s]

0

2000

4000

6000

V
el

oc
id

ad
e 

[r
p

m
]

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5 5.5
Tempo [s]

0

5

10

T
or

q
u

e 
[N

m
]

Tm
Carga

4.4 4.5 4.6 4.7 4.8 4.9 5 5.1
Tempo [s]

9

9.5

10

10.5

11

To
rq

u
e 

[N
m

]

Abertura da fase A1 

Adequação 
do Controle 



98 
 

 
 

 

 

Figura 4.11 – Correntes de fase. Abertura de fase em 4,5 s, mas adequação do controle aos 5 s. 

Com a abertura da fase A1, mas mantendo-se o controle pré-falta, as correntes se 

desequilibram e não se somam para zero, pois não há ainda controle do Subespaço-Z. As 

correntes mais elevadas são 𝑖  =  6,82 𝐴 e 𝑖  =  6,87𝐴 de pico. Entretanto, após 5 s, com 

um controle de correntes dq e do Subespaço-Z adequados à fase aberta, além da eliminação da 

pulsação de torque de segundo harmônico, as correntes de fase assumem a mesma amplitude 

(6,63 A), e o somatório delas se torna muito próximo de zero. Houve um aumento de amplitude 

de 16,32 % nas correntes de fase após a adequação do controle para a abertura da fase A1, o 

que é muito próximo do acréscimo de 16,19 % previstos pelo Método das Amplitudes Iguais 

calculado via FMM em trabalhos anteriores (DE SOUZA, 2017) e (DE SOUZA; BASTOS; 

FILHO, 2017a). 

Os enlaces de fluxo de estator e de rotor em referencial síncrono são apresentados na Figura 

4.12. O enlace de fluxo de rotor é controlado em torno do valor nominal (0,47 Wb), mesmo 

após a abertura da fase A1. A orientação segundo o fluxo de rotor se mantém, uma vez que a 

sua componente de eixo em quadratura permanece em zero. Quando a fase A1 é aberta, o fluxo 

de estator oscila, como também já foi observado anteriormente nas simulações do modelo, na 

Seção 3.3.1. 
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Figura 4.12 – Enlaces de fluxo de estator e de rotor em referencial síncrono. Abertura de fase 

em 4,5 s, mas adequação do controle aos 5 s. 

As correntes de eixo direto e em quadratura para estator são vistas na Figura 4.13,  

acompanhando suas referências em regime permanente, mesmo sem ganho integral no 

controlador. A referência de corrente de eixo direto aumenta quando o controle se adapta, pois 

ele reconhece a redução da indutância efetiva de magnetização com a fase aberta, devido à 

diminuição de 𝑀 . Ambas as correntes apresentam pequenas oscilações de segundo harmônico 

quando a fase se abre, mas ainda com o controle para uma máquina balanceada, e são essas 

oscilações que causam a pulsação no torque. Com a adequação do controle aos 5 s, as pulsações 

cessam nessas correntes, produzindo torque liso (assume-se aqui distribuição senoidal de 

enrolamentos no motor). 

A Figura 4.14 apresenta as correntes de estator em referencial estacionário, como são no 

modelo da MI9F. Ainda com a máquina balanceada, as correntes possuem a mesma amplitude, 

12,11 A. Na ocorrência da abertura da fase A1, o controle ainda balanceado eleva um pouco as 

amplitudes de ambas as correntes. Porém, só após a adequação do controle, as correntes mudam 

de amplitude uma em relação à outra, como deve ser para a produção de uma FMM balanceada 

no caso desta falta. Com o controle por orientação de campo desenvolvido no Capítulo 3, a 

corrente 𝑖  volta a ter a amplitude da condição balanceada, como deve ser, e a corrente 𝑖  

cresce em amplitude, de forma que a relação entre as duas passa a ser de 1,135, como o 

necessário apontado em (3.35). 
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Figura 4.13 – Correntes de eixo direto e em quadratura. Abertura de fase em 4,5 s, mas 

adequação do controle aos 5 s. 

 

Figura 4.14 – Correntes de estator em referencial estacionário. Abertura de fase em 4,5 s, 

mas adequação do controle aos 5 s. 

As tensões de estator em referencial síncrono são a saída dos controladores de corrente dq 

e são visualizadas na Figura 4.15. Antes da abertura da fase A1, as tensões não apresentavam 

oscilações, como o que deve ocorrer na máquina equilibrada. Abrindo-se a fase A1, as tensões 
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passam a ter alguma oscilação, mas, somente após a reconfiguração do controle, as pulsações 

de segundo harmônico se tornam mais significativas, em torno de 160 V de pico a pico. 

Conforme demonstrado no Capítulo 3, essas oscilações são necessárias para desacoplar a 

FCEM, que na MI9F com fases abertas é pulsante mesmo em referencial síncrono. O correto 

desacoplamento dessa perturbação nas malhas de corrente dq permite que as correntes de estator 

em referencial síncrono sejam constantes, mesmo após a falta. Isso foi visto na Figura 4.13. 

 

Figura 4.15 – Tensões de estator em referencial síncrono. Abertura de fase em 4,5 s, mas 

adequação do controle aos 5 s. 

A Figura 4.16 exibe as seis correntes do Subespaço-Z, suas referências e o erro de cada 

uma. As correntes do Subespaço-Z seguem suas referências, que eram nulas antes de 5 s, e isso 

causava corrente de neutro na máquina e desequilíbrio nas amplitudes das correntes de fase 

após a falta. Com a adequação do controle do subespaço-Z para a condição da fase A1 aberta, 

as referências passam a ser senoidais, e as correntes de fase se equilibram em amplitude. 

 

Figura 4.16 – Correntes do Subespaço-Z, suas referências e erro nulo. 
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O Método das Amplitudes Iguais foi desenvolvido a partir de equações de parte real e 

imaginária para que a FMM de um enrolamento de nove fases se mantivesse a mesma após a 

perda de uma corrente. Não há mais equações relacionadas a motores nesse método, nem 

mesmo as de produção de torque. Após todo o desenvolvimento da modelagem em referencial 

estacionário e síncrono da MI9F com fase aberta, pode-se demonstrar a efetividade do Método 

das Amplitudes Iguais. Aplicar correntes com amplitudes iguais na máquina após a falta se dá 

de uma maneira indireta. Primeiramente há um controle dq totalmente adaptado ao caso de fase 

aberta. Concomitantemente, há um controle de correntes do Subespaço-Z para “moldar” as 

correntes de fase e se obterem amplitudes iguais e somatório nulo para essas correntes, de forma 

a se ter corrente nula de neutro.  

As tensões de saída do controlador de corrente dq são transformadas para referencial 

estacionário por meio de [𝑇(𝜃 ) ] . As tensões no plano 𝛼𝛽 juntamente com as seis tensões 

de saída do controlador de correntes do Subespaço-Z são transformadas para tensões de fase 

após serem multiplicadas pela matriz  [𝑇8] . As tensões de fase aplicadas ao motor são 

representadas na Figura 4.17. A tensão de fase de pico na condição nominal balanceada valia 

exatamente a tensão de placa do motor: 254√2 = 359,3 𝑉 (pico). Na operação tolerante a falha 

para correntes de mesma amplitude, as tensões de fase não aumentaram significativamente, são 

próximas e, em média, valem 365,8 V de pico.  

Ao longo da operação controlada com a máquina balanceada, o consumo de potência ativa 

foi 851,8 W por fase, totalizando o consumo de 7666,2 W com as nove fases. Na operação 

controlada para fase aberta, a potência ativa consumida é diferente em cada fase, apesar da 

amplitude das correntes e tensões serem praticamente as mesmas, uma vez que a máquina se 

torna uma máquina desequilibrada com oito fases. A Figura 4.18 apresenta o consumo de 

potência ativa por fase com a aplicação do método das amplitudes iguais. A fase que mais 

consumiu potência ativa foi A3, com 1127 W. A que menos consumiu foi a fase C2, com 694,3 

W. O consumo total da máquina em sua operação tolerante à falta foi 7693,9 W, apenas 27,7 

W a mais que durante a operação balanceada. Não são modeladas perdas no núcleo e perdas 

mecânicas, mas a mesma potência de saída é mantida (7477 W). Essencialmente, o aumento de 

perdas na MI9F se deve às perdas joulicas no estator, mas que não são muito expressivas em 

frente à potência total. 
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Figura 4.17 – Tensões de Fase, controle completo com Fase A1 aberta. 

 

Figura 4.18 – Método das amplitudes iguais: consumo de potência ativa por fase. 

Pelo Método das amplitudes iguais, espera-se um aumento de 20 % das perdas joulicas no 

estator, uma vez que as oito correntes irão aumentar em 16,19 % (DE SOUZA; BASTOS; 

FILHO, 2017a). Nesta simulação, verificou-se que as perdas joulicas no estator com o controle 

para a máquina balanceada totaliza 146,2 W. Somando-se 27,7 W de aumento a esse valor, tem-

se os 20 % a mais de perdas joulicas no estator que eram esperados. 
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Em seguida, avalia-se o caso em que a MI9F já parte com a fase A1 aberta e com o controle 

adequado, para mostrar que, dinamicamente, o controle por orientação de campo e também o 

do Subespaço-Z ocorrem adequadamente. A Figura 4.19 apresenta as correntes de fase, que 

possuem amplitudes iguais mesmo durante a aceleração e se somam para zero. 

 

Figura 4.19 – Método das amplitudes iguais: correntes de fase, partida com fase aberta. 

Para uma MI9F com os parâmetros utilizados nesta seção, uma importante informação 

é o torque produzido caso a amplitude das oito correntes de fase restantes fossem mantidas em 

seu valor pré-falta: 0,82 pu. Isto é, abrindo-se uma das fases de um motor com parâmetros de 

circuito equivalente utilizados aqui, o mesmo perde 18 % da capacidade de produção de torque, 

se for mantida a mesma amplitude de corrente. Dependendo da aplicação, esse derating pode 

ser tolerado até uma parada para manutenção. Foi analisada uma aplicação da indústria de fio-

máquina em que uma redução de potência é aceitável em grande parte da produção (BASTOS 

et al., 2020). 

 
 

B. Alimentação com inversor de frequência 

 
Nesta simulação, utiliza-se a técnica de PWM senoidal (comparação de uma onda 

modulante senoidal de referência com uma portadora triangular) e três inversores trifásicos. A 

máquina de indução é representada por um resistor de 1 MΩ na fase A1 aberta e oito fontes de 

corrente controladas, de acordo com as correntes calculadas pelo modelo. Isso foi necessário 

para a conexão aos inversores de frequência. Não há conexão de neutro entre a máquina e o 

inversor.  
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Uma importante característica deste controle é a necessidade de a frequência de 

chaveamento ser superior ao mínimo aceitável para o PWM. Foi empregado o índice de 

modulação de frequência 𝑚𝑓 =  32, resultando em uma frequência de chaveamento de 7680 

Hz. O valor da tensão do barramento c.c continuou sendo o mesmo para a situação em que a 

máquina está balanceada, sendo o dobro do valor de pico da tensão de fase nominal, 𝑉  =

 718,52 𝑉. Nesta simulação, a máquina já parte com fase aberta, e o controle está sempre 

adaptado a essa falha. 

Como a frequência de chaveamento é maior que nas simulações anteriores, escolheu-se uma 

nova frequência de corte de 768 Hz para a malha de correntes dq, resultando em um ganho 

proporcional 𝑅 = 35,5 Ω . O ganho proporcional do controlador de correntes do Subespaço-

Z neste caso é 𝑘 = 16,5 Ω, para uma frequência de corte de 768 Hz, também sem ganho 

integral. As frequências de corte da malha de velocidade também puderam ser mais elevadas, 

76,8 e 7,68 Hz. Assim, o ganho proporcional da malha de velocidade é 𝑏 = 9,5 𝑁𝑚. 𝑠/𝑟𝑎𝑑, e 

o ganho integral, 𝐾 = 418 𝑁𝑚. 𝑠 /𝑟𝑎𝑑. 

A Figura 4.20 apresenta a resposta de velocidade e torque, e a Figura 4.21, as correntes de 

fase. A pulsação de torque de segundo harmônico é eliminada, tendo o torque um ripple devido 

ao chaveamento do conversor. As amplitudes das componentes fundamentais das correntes são 

muito próximas: 6,61 a 6,68 A, enquanto na simulação com fontes controladas eram 6,63 A. 

Assim, o aumento das correntes para a operação com tolerância a falha em comparação com a 

operação balanceada com controle (5,7 A) é muito próximo do valor previsto de 16,19 %. 

 

Figura 4.20 – Método das Amplitudes Iguais com alimentação com inversor de frequência: 

Respostas de velocidade e torque desenvolvidos. 
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Figura 4.21 – Método das Amplitudes Iguais com alimentação com inversor de frequência: 

correntes de fase. 

Não idealidades são impostas a diferentes simulações do controle para aplicação efetiva do 

Método das Amplitudes iguais, para avaliar a sensibilidade dos controladores. Simulações em 

Matlab/Simulink são realizadas com essa finalidade, sendo conteúdo do Apêndice C. 

4.2.2. Operação tolerante a falta de duas fases abertas 

Conforme desenvolvido em (DE SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017a), existem diversas 

combinações de fases abertas duas a duas. Os casos mais severos são quando há duas fases 

abertas adjacentes no tempo. Se as fases A1 e A2 estiverem em circuito aberto, as demais 

correntes de fase pós-falta podem ser 

𝐼 = 1,8685𝐼cos (𝜔𝑡 − 38,7898°) 

𝐼 = 1,25𝐼cos (𝜔𝑡 − 120°) 

𝐼 = 1,25𝐼cos (𝜔𝑡 − 160°) 

𝐼 = 1,1886𝐼cos (𝜔𝑡 + 160°) 

𝐼 = 1,25𝐼cos (𝜔𝑡 − 240°) 

𝐼 = 1,25𝐼cos (𝜔𝑡 − 280°) 

𝐼 = 1,8685𝐼 cos(𝜔𝑡 − 1,2084°), 

(4.12) 

para que se produza a mesma FMM da operação balanceada e torque livre de pulsações de 

segundo harmônico. A amplitude das correntes de fase pré-falta são 𝐼, 𝜔 é a frequência angular 
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das correntes, e 𝑡, o tempo. O somatório dessas correntes é nulo, para que não haja necessidade 

de conexão de neutro. 

Com sete correntes não-nulas, as correntes de fase devem ser decompostas no plano αβ e 

no Subespaço-Z, agora com cinco vetores. Uma nova matriz de transformação, nomeada [𝑇7], 

deve ser obtida conforme a metodologia colocada no Apêndice B. Multiplicando-se as correntes 

de fase em (4.12) por [𝑇7] , obtêm-se as correntes no plano αβ e no Subespaço-Z, que podem 

ser relacionadas com a corrente 𝑖  conforme a Tabela 6. 

Tabela 6 – Amplitude e ângulo de fase para as correntes αβ e do Subespaço-Z para o caso das 

fases A1 e A2 abertas. 

 
Amplitude 

(pu) 
Relação amplitude com 

𝒊𝒔𝜶 
Ângulo de fase 

em relação a 𝒊𝒔𝜶 [°] 
isα 2,7215 1 0 
isβ 2,1787 0,8005 -90 
isz1 0,5967 0,2193 3,4918 
isz2 0,8935 0,3283 10,7239 
isz3 0,6908 0,2538 18,43 
isz4 0,2520 0,0926 41,9064 
isz5 0,8925 0,3280 -29,6202 

 

A relação de amplitude da corrente 𝑖  com a corrente 𝑖  deve ser 1,2492 para produzir 

uma FMM circular. Têm-se agora 𝑀 = 3,51𝐿  e 𝑀 = 4,38𝐿  (Tabela 10 em anexo), o 

que condiz com essa relação: 

𝐼

𝐼
=

2,7215

2,1787
= 1,2492 =

𝑀

𝑀
. 

(4.13)  

Para se realizar o controle dinâmico da MI9F com as fases A1 e A2 abertas, empregam-se 

a estratégia de controle dq desenvolvida para fases abertas e o controle das correntes do 

Subespaço-Z. A diferença será que o sistema terá ordem sete, deve-se usar a matriz [𝑇7] para 

decomposição das correntes de fase, e a matriz de transformação de referenciais deverá 

considerar estes novos valores de indutância de magnetização por eixo. O controle das correntes 

do Subespaço-Z terá cinco correntes, relacionadas dinamicamente a 𝑖  conforme a Tabela 6. 

No Simulink, é feita uma simulação em que a máquina parte com as fases A1 e A2 abertas. 

Não se utiliza inversor de frequência, e as tensões de saída do controlador de correntes são 

diretamente aplicadas ao estator. Após o estabelecimento do fluxo, a máquina parte em rampa 

de velocidade. O controle por orientação indireta de campo e o controle do Subespaço-Z já 
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estão adequados desde o início. A Figura 4.22 mostra que o torque da máquina é livre de 

pulsações, e as correntes de fase são ilustradas na Figura 4.23. As correntes das fases A3 e C3 

aumentam para 10,6 A de pico, uma elevação de 1,87 vezes o valor na operação balanceada. 

As amplitudes desiguais reforçam a necessidade de redução do torque de carga durante a 

operação com esse tipo de falta, mesmo com o controle adequado, como já apontado em (DE 

SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017a). 

 
Figura 4.22 – Controle para duas fases adjacentes abertas: Respostas de torque e velocidade. 

As tensões de fase impostas pelo controlador são apresentadas na Figura 4.24. A tensão da 

fase C3 é mais elevada, chegando a 394 V. Isso pode trazer implicações no valor da tensão do 

barramento c.c. em caso de alimentação da máquina com inversor de frequência.  

 

Figura 4.23 – Controle para duas fases adjacentes abertas: Correntes de fase. 
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Figura 4.24 – Controle para duas fases adjacentes abertas: Tensões de fase. 

As correntes das fases A3 (fase 3) e C3 (fase 9) se elevam de forma significativa, não devido 

ao controle em si, mas à forma como foi determinado esse conjunto de correntes de fase para 

produzir uma FMM equilibrada na condição de duas fases adjacentes abertas em (DE SOUZA; 

BASTOS; FILHO, 2017a). Sendo possível encontrar uma solução que cause menor impacto 

nas amplitudes das correntes das sete fases restantes, de preferência que suas amplitudes sejam 

próximas, a técnica de controle utilizada nesta Seção continua podendo ser aplicada, bastando 

apenas alterar as correntes de referência do Subespaço-Z. Essas correntes de referência seriam 

obtidas offline, decompondo as correntes de fase desejadas para o Subespaço-Z por meio da 

matriz [𝑇7], e em seguida determinando a relação de cada uma das cinco referências com 𝑖∗ .  

4.3. Roteamento de Potência (Máquina ainda com nove fases) 

As máquinas multifásicas possuem a capacidade de operar desequilibradas e até mesmo 

com fases abertas, como já foi discutido e demonstrado. Há situações em que essa capacidade 

poderia beneficiar na vida útil dos inversores de frequência. Segundo (FERREIRA, 2021), é 

comum que os dispositivos dentro de um mesmo módulo operem com temperaturas diferentes, 

mesmo sob correntes balanceadas. Os motivos para isso podem ser a distribuição de calor não-

homogênea e acoplamento térmico dentro do módulo, a distribuição desigual de temperatura 

nos dissipadores, a condição da pasta térmica, o sistema de refrigeração do conversor, 

diferenças construtivas e a degradação de cada dispositivo. A degradação dos fios de ligação 

dos IGBT’s leva ao aumento da sua resistência elétrica, e, portanto, à elevação da queda de 

tensão e perdas no dispositivo. A degradação da solda entre o dispositivo e o substrato e entre 
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o substrato e o baseplate causam aumento em sua resistência térmica. Esses fatores também 

contribuem para desbalanços de temperatura nas chaves de um inversor. 

Com isso, não é incomum o sobredimensionamento dos dispositivos semicondutores de 

potência, para que as disparidades de temperaturas de junção não sejam tão relevantes. No 

entanto, existe uma relação de compromisso nessa escolha, pois sobredimensionar as chaves 

significa que o módulo terá um grande número de chips em um pacote compacto, e isso 

intrinsecamente reduz a confiabilidade do sistema, aumentando a probabilidade de falhas 

aleatórias (FERREIRA, 2021). E o problema retorna, pois um elevado número de chips em um 

pacote compacto gera considerável desvio térmico entre os mesmos, devido aos efeitos de 

acoplamento térmico cruzado. Trabalhar com temperaturas elevadas é crítico para a vida útil 

de semicondutores, pois a degradação tem comportamento exponencial com a temperatura. 

Em (FERREIRA et al., 2022), é explorado o roteamento de potência do acionamento 

eneafásico para fins de balanceamento da temperatura dos módulos do inversor. A estratégia 

consiste na redução da corrente de uma fase do inversor, e consequentemente do motor, 

enquanto as outras oito fases apresentam um pequeno aumento de corrente. Isso pode ser útil 

para aliviar uma fase do inversor em que algum IGBT possa estar aquecendo mais que os outros, 

devido aos problemas mencionados. Nessa análise, os IGBTs da fase A1 estavam se aquecendo 

cerca de 10 °C a mais que as outras fases com alimentação equilibrada. Para homogeneizar a 

temperatura dos IGBTs de todas as fases, em (FERREIRA et al., 2022), estabeleceu-se que a 

corrente da fase A1 (I1) deveria ser reduzida para 0,9151 pu, ao custo de um aumento nas 

correntes das outras fases.  

Para se calcularem as correntes das fases remanescentes, utiliza-se a equação de força 

magnetomotriz para um enrolamento de nove fases em (2.2). O objetivo é produzir uma FMM 

balanceada, embora as correntes das nove fases não estejam. Além disso, uma condição 

importante é que o somatório das nove correntes desequilibradas seja zero, para dispensar a 

conexão de neutro. Se as correntes fossem equilibradas, então 

ℱ =
9

2
𝑁𝐼𝑒 , (4.14)  

onde 𝐼 é o valor de pico das correntes equilibradas, 𝜃 =  𝜔𝑡 é o ângulo temporal, 𝜔 é a 

frequência das correntes de estator, e t é o tempo. Decompondo (4.14) em parte real e 

imaginária: 
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𝑃𝑎𝑟𝑡𝑒 𝑅𝑒𝑎𝑙: 
9

2
𝑁𝐼 cos 𝜃

= 𝑁[𝐼 + (𝐼 + 𝐼 ) cos(40°) + (𝐼 + 𝐼 ) cos(80°) − (𝐼 + 𝐼 ) cos(60°)

− (𝐼 + 𝐼 ) cos(20°)] 

(4.15)  

𝑃𝑎𝑟𝑡𝑒 𝐼𝑚𝑎𝑔𝑖𝑛á𝑟𝑖𝑎: 
9

2
𝑁𝐼 sin 𝜃

= 𝑁[(𝐼 − 𝐼 ) sin(40°) + (𝐼 − 𝐼 ) sin(80°) + (𝐼 − 𝐼 ) sin(60°)

+ (𝐼 − 𝐼 ) sin(20°)]. 

(4.16)  

Uma distribuição fasorial conveniente para o roteamento de potência é apresentada na 

Figura 4.25. As correntes I2 a I9 terão amplitudes iguais, mas seus ângulos não serão mais os 

mesmos da condição equilibrada. Algumas correntes se cancelam, como mostrado em (4.17). 

Ainda assim, para que o somatório das correntes seja nulo, a condição em (4.18) também é 

necessária, de forma que as correntes I4 e I7 cancelem I1. 

 

Figura 4.25 – Distribuição dos fasores de correntes para o roteamento de potência. 

𝐼 = −𝐼 ,    𝐼 = −𝐼 ,   𝐼 = −𝐼   
and |𝐼 | = |𝐼 | = |𝐼 |= ⋯ = |𝐼 | = 𝐼 �̂� 

(4.17)  

𝐼 = −(𝐼 + 𝐼 ) 

 

(4.18)  

Com as relações entre os fasores dadas pela Figura 4.25, reduz-se o problema a três 

incógnitas: os ângulos x e y e a relação de amplitude 𝐼 . O sistema de três equações a ser 

resolvido é composto por (4.15), (4.16) e (4.18). Para 𝐼 = 0,9101 cos(𝜔𝑡) 𝑝𝑢, a solução do 

sistema de equações é 𝐼 = 1,0245, 𝑥 = 26,2425° e 𝑦 = 26,37°. Com esse resultado, podem-

se calcular todos os outros fasores de correntes, como mostrado na Tabela 7. A redução de 9 % 

na corrente I1 causou um aumento de apenas 2,45 % nas correntes das demais fases. Essa é uma 

das vantagens dos acionamentos multifásicos, pois o impacto nas outras fases é menor à medida 

em que o número total de fases aumenta.  

Seguindo essa metodologia, as correntes de fase desequilibradas produzem uma FMM 

equilibrada em um enrolamento de nove fases. A Figura 4.26 esboça o lugar geométrico da 

FMM produzida por nove fases balanceadas e pelas correntes determinadas para roteamento de 
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potência. Ambas são iguais, circulares, não havendo sequência negativa. Consequentemente, 

não haverá o problema da pulsação de torque de segundo harmônico. 

Tabela 7 – Correntes e temperaturas para a operação balanceada e para a operação com 
roteamento de potência. 

Corrente 
de fase 

Balanceado: 
Fasor de 
corrente 

[pu] 

Roteamento de 
Potência: 

Fasor de corrente 
[pu] 

I1 1 ∠ 0° 0,9101 ∠ 0° 
I2 1 ∠ 40° 1,0245 ∠ 26,24° 
I3 1 ∠ 80° 1,0245 ∠ 90° 
I4 1 ∠ 120° 1,0245 ∠ 116,37° 
I5 1 ∠ 160° 1,0245 ∠ 153,75° 
I6 1 ∠ 200° 1,0245 ∠ 206,24° 
I7 1 ∠ 240° 1,0245 ∠ 243,63° 
I8 1 ∠ 280° 1,0245 ∠270° 
I9 1 ∠ 320° 1,0245 ∠ 333,76° 

 
Figura 4.26 – Lugar geométrico da Força-Magnetomotriz criada por correntes de estator 

balanceadas e pelas correntes desequilibradas para roteamento de potência. 

Aplicando-se as correntes balanceadas e aquelas desequilibradas pelo roteamento de 

potência na matriz de transformação [𝑇9], podem-se comparar as correntes 𝛼𝛽 em referencial 

estacionário e as correntes do Subespaço-Z para essas duas condições. Como ilustra a Figura 

4.27 (a), as correntes 𝛼𝛽 são iguais tanto para a operação balanceada quanto para a operação 

com roteamento de potência. De fato, a máquina continua com as nove fases, e, para produzir 

a mesma FMM balanceada, as correntes 𝛼𝛽 devem ser as mesmas da operação balanceada 

também. Por isso, o controle dq da máquina desequilibrada pelo roteamento de potência pode 

ser feito da mesma forma para uma máquina multifásica balanceada. Ou seja, com relação ao 

sistema de controle para fase aberta desenvolvido na Seção 3.4, utiliza-se 𝑀 = 𝑀 , e então as 

equações para a parcela feedforward do controle de correntes serão simplificadas para (3.31). 

Assim, o controle é feito da forma como já tradicionalmente é realizado para máquinas 

equilibradas, até mesmo as trifásicas. Para esta abordagem, a diferença entre o controle de uma 
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máquina de indução trifásica e eneafásica equilibradas é simplesmente a matriz de 

transformação de variáveis de fase para o referencial estacionário. 

 
(a) 

 

Figura 4.27 – Decomposição das nove correntes de fase, (a) correntes no plano 𝛼𝛽 para 

condições balanceada e com Roteamento de Potência (PR), (b) correntes do Subespaço-Z para 

a técnica de Roteamento de Potência, (c) correntes do Subespaço-Z para condição balanceada. 

Por outro lado, as correntes resultantes no Subespaço-Z são todas as sete nulas para um 

conjunto de correntes equilibradas, como mostra a Figura 4.27 (c), mas para as correntes 

definidas pelo método de roteamento de potência, elas são diferentes de zero, Figura 4.27 (b). 

A máquina irá operar com perdas joulicas no estator um pouco maiores (um acréscimo de 

apenas 2,5 %). Por isso, também é necessário um controle das agora sete correntes do 

Subespaço-Z. De maneira offline, por meio da matriz [𝑇9], as relações de amplitude e fase das 

correntes do Subespaço-Z e a corrente 𝑖∗  são determinadas e mostradas na Tabela 8.  
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Tabela 8 – Amplitude e ângulo de fase para as correntes 𝛂𝛃 e do Subespaço Z para o Método 
de Roteamento de potência. 

 
Amplitude 

(pu) 
Relação amplitude com isα 

Ângulo de fase 
em relação a 𝒊𝒔𝜶 [°] 

isα 2.12132 1 0 
isβ 2.12132 1 -90 
isz1 0.2546864 0.12006 -155.08 
isz2 0.1139511 0.053717 -102.29 
isz3 0.1373414 0.064743 -101.73 
isz4 0.1353455 0.063802 83.48 
isz5 0.1402933 0.066134 52.52 
isz6 0.1510663 0.071213 134.73 
isz7 0.260195 0.122657 -34.04 

4.3.1. Simulação do Controle para Roteamento de Potência 

A máquina parte balanceada com controle, e, após a estabilização do transitório de aplicação 

de carga nominal, é realizado o roteamento de potência (em 2,5 segundos). O controle dq não 

se modifica, pois a máquina continua com nove fases. Durante a operação balanceada, as 

tensões do Subespaço-Z já são definidas como zero. A intervenção ocorre no controle das 

correntes do Subespaço-Z, sendo que as referências para elas não serão mais nulas. Elas serão 

calculadas conforme o esquema da Figura 4.5, tendo como base a correntes de referência 𝑖∗ , 

determinada pelo de acordo com a Figura 4.4, mas com os valores da Tabela 8. 

A imposição das correntes mostradas na Tabela 7 não é feita de forma direta, mas também 

via controle de correntes dq e controle de correntes de Subespaço-Z. A Figura 4.28 traz as 

correntes de fase e seu somatório. O valor de pico das correntes no estado equilibrado, antes de 

2,5 s, era 6,837 A. Com o roteamento de potência, uma fase cai para 6,223 (0,91 pu) e as demais 

oito correntes de fase aumentam para 7 A (1,0245 pu). Os valores que estão de acordo com o 

esperado, mas foram impostos via um controle dq e de Subespaço-Z adequados para esta 

condição.  
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Figura 4.28 – Correntes das nove fases – Roteamento de Potência. 

Se for escolhido que uma das correntes de fase caia para um outro valor, tudo deve ser 

recalculado novamente, desde as novas correntes de fase até as relações entre cada corrente do 

Subespaço-Z e a corrente 𝑖∗ . Para balancear dinamicamente a temperatura das junções dos 

IGBTs, a escolha das correntes foi feita online, com medição das temperaturas dos módulos, e 

o controle agiu para manter uma FMM balanceada no artigo (FERREIRA et al., 2022). Isso é 

possível, pois as temperaturas dos chips variam de forma lenta comparando-se com o período 

de chaveamento, além de naturalmente não apresentarem overshoot. Portanto, a estratégia de 

roteamento de potência se mostra também uma possibilidade de aumentar a confiabilidade de 

conversores, sem prejudicar magneticamente a máquina multifásica. 

4.4. Conclusões 

O controle do Subespaço-Z é mais uma das novidades deste trabalho. Na literatura, as 

correntes do Subespaço-Z eram negligenciadas e até assumidas como nulas, já que não 

interferem na produção de torque. Desde trabalhos anteriores de modelagem, apresenta-se que 

o Subespaço-Z tem importância no “formato” das correntes de fase e na corrente de neutro 

resultante, indicando que ele deve ser modificado. Aqui, mostrou-se a sua grande importância 

para de fato aplicarem-se os métodos de cálculos de correntes de fase para operações tolerantes 

à falta de fases abertas. 

Também foi tratada neste capítulo a técnica de roteamento de potência entre as fases do 

acionamento, visando balancear as temperaturas dos dispositivos semicondutores e elevar a 

confiabilidade do conversor. Adicionalmente foi mostrado como determinar as correntes de 
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referência para o Subespaço-Z e como controlá-las, de forma que o motor opere com as 

correntes desequilibradas desejadas e ainda produzindo uma FMM balanceada. 
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Capítulo 5 

Resultados de Co-Simulação entre Simulink e Maxwell 

 Para reduzir as incertezas com relação ao modelo analítico de máquinas elétricas, pode-

se realizar simulação em elementos finitos. O uso de elementos finitos mesmo para estudos de 

falhas em máquinas elétricas possui elevado grau de acurácia (LIANG; ALI; ZHANG, 2020). 

Buscam-se validar as técnicas de controle e modelos desenvolvidos nos Capítulos 3 e 4 com os 

resultados deste capítulo. Aqui, representa-se a máquina elétrica geometricamente em um 

software de elementos finitos, como o Maxwell da Ansys. O controle em malha fechada é 

implementado online em Matlab/Simulink. A interface é feita pelo Simplorer, também da Ansys. 

Não é utilizado inversor de frequência nestas abordagens. 

5.1. Representação de uma MI9F no Maxwell 

No software Ansys Maxwell, de simulação em elementos finitos, foi construída uma 

representação para a máquina de indução de nove fases estudada neste trabalho, com a mesma 

geometria e materiais do protótipo apresentado na Seção 2.3.1, incluindo saturação magnética 

do núcleo. Não são modeladas as perdas no material ferromagnético. 

O tipo de simulação magnética é transiente, e o método de integração no tempo para o solver 

utilizado é Backward Euler. Foram distribuídas malhas de elementos finitos conforme o 

exposto na Figura 5.1. Há três malhas no entreferro, totalizando-se 4236 malhas em toda a 

estrutura. O software de projeto e desenho de máquinas elétricas RMxprt da Ansys faz um corte 

na ponta das ranhuras de rotor, cortando também o material ferromagnético dessa pequena 

região. Isso é necessário para fins de simulação, para reduzir problemas de saturação 

exacerbada que aconteceria ali, mas que não é observada em máquinas reais. Por isso, 

harmônicos devido ao rotor em gaiola de esquilo também serão maiores nestas simulações do 

que os manifestados no protótipo de laboratório, como será mostrado. 
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(a) 

 

 

(b) 

Figura 5.1 – Malhas de elementos finitos. (a) toda a estrutura, (b) destaque para o corte realizado 

no rotor e para as malhas no entreferro.  

É colocada uma bobina exploradora de fluxo magnético no entreferro da máquina, contendo 

10 espiras. A tensão induzida nessa bobina é uma imagem da derivada no tempo do fluxo 

magnético que atravessa o entreferro da máquina. Ela também será uma grandeza utilizada nas 

comparações realizadas neste capítulo. 

Como a máquina possui enrolamento concentrado, a FMM resultante das nove fases 

considerando aplicação de correntes equilibradas é mostrada na Figura 5.2 (a). Os harmônicos 

espaciais da FMM são apresentados na Figura 5.2 (b), evidenciando que os mais significativos 

são os harmônicos de ordem 17 e 19. Em uma máquina trifásica, mesmo com enrolamento 

distribuído, para o mesmo número de polos e de ranhuras de estator, os harmônicos mais 

significativos da FMM são o quinto e o sétimo. Esses harmônicos espaciais produzem uma 

componente harmônica de sexta ordem no torque em uma máquina trifásica mesmo operando 

balanceada.  

De acordo com Bastos (BASTOS, 2015), os harmônicos em uma MI9F são agrupados em 

certos planos harmônicos, podendo ser de sequência positiva, negativa ou sequência zero. Os 

harmônicos 17 e 19 da FMM são do plano fundamental e também produzirão quatro polos na 

máquina. O harmônico 17° é de sequência negativa, enquanto o 19° é de sequência positiva. 

Assim, ambos irão criar o harmônico 18° no torque, mesmo na operação balanceada. Isso é uma 

vantagem de máquinas multifásicas, pois a pulsação de torque devido aos harmônicos espaciais 

da FMM é de ordem mais elevada. 
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(a) 

 
(b) 

Figura 5.2 – FMM resultante de um enrolamento concentrado de nove fases, (a) forma de onda 

em função do ângulo espacial em graus elétricos, (b) conteúdo de harmônicos espaciais.  

Foram realizados ensaio a vazio, ensaio de sequência zero e ensaio de rotor bloqueado, 

utilizando os softwares Simplorer e Maxwell, para esta máquina, a fim de se obterem os 

parâmetros de circuito equivalente por fase no plano de frequência fundamental. Esses ensaios 

podem ser feitos de forma similar a uma máquina trifásica para esse plano (LIU et al., 2015), 

(RIVEROS et al., 2012), (YEPES et al., 2012). Para o ensaio a vazio, aplicaram-se tensão e 

frequência nominais (254 V de fase e 240 Hz). No ensaio com rotor bloqueado, aplicou-se 

excitação senoidal de 2 Hz (frequência de escorregamento), mas com baixa amplitude para 

promover no estator a corrente nominal. No ensaio de sequência zero, todas as nove fases são 

conectadas a uma mesma fonte de tensão senoidal, de forma que não se produz campo girante 

e nem fluxo mutuo, com o intuito de se quantificar a indutância de dispersão de estator. 

Os parâmetros de circuito equivalente da máquina estimados dessa forma foram: resistência 

de estator 𝑅 = 1 𝛺, resistência de rotor 𝑅 = 0,357 𝛺, indutância de dispersão de estator 𝐿 =

3,6 𝑚𝐻, indutância de dispersão de rotor 𝐿 = 4,1 𝑚𝐻 e indutância mútua 𝐿 = 95,6 𝑚𝐻. A 

indutância de dispersão de estator devido à cabeça de bobina não foi incluída. A inércia do 

motor foi a mesma para as simulações dos capítulos anteriores, 0,01798kgm². 
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Foram conduzidas simulações em malha aberta, com a aplicação de tensões senoidais 

balanceadas à máquina, para verificar seu comportamento em condições balanceada e com fases 

abertas. Posteriormente, são apresentados os resultados das co-simulações em que se utiliza 

controle por orientação de campo e controle das correntes do Subespaço-Z. 

5.2. Malha Aberta: Alimentação com tensões senoidais 
balanceadas 

Esta simulação é feita entre o Simplorer e o Maxwell, conforme mostra a Figura 5.3. O 

objetivo desta seção é avaliar a operação da MI9F quando alimentada com tensões senoidais 

balanceadas. É necessário colocar um resistor em série com os enrolamentos de estator da 

máquina para que a simulação possa acontecer. Esse resistor possui 1 Ω e já representa a 

resistência dos enrolamentos de estator por fase. Os enrolamentos de estator estão ligados em 

estrela, e não há conexão de neutro. 

 

Figura 5.3 – Co-simulação entre os softwares Simplorer e Maxwell, ambos da Ansys. 

5.2.1. Malha Aberta: Uma fase aberta 

São aplicadas tensão e frequência nominais, 240 Hz e 254 V por fase. Para que a simulação 

seja mais rápida, a máquina já inicia girando a 7200 rpm. É aplicada a carga nominal de 10 Nm 
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em 75 ms, e a fase A1 é aberta em 400 ms, quando o valor do resistor em série nessa fase passa 

a ser 1 MΩ. A Figura 5.4 traz o torque e a velocidade desenvolvidos pelo motor ao longo de 

toda a simulação, e também os torques na operação balanceada e com fase aberta, com mais 

detalhes. A velocidade estabiliza no valor de 7161 rpm, o mesmo obtido no modelo 

desenvolvido e simulado em Simulink no Capítulo 3, mas com equações diferenciais. 

 
(a) 

 
(b) 

 
(c) 

Figura 5.4 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta: (a) Torque e velocidade 

desenvolvidos, (b) torque durante a operação balanceada, (c) torque com a fase A1 em circuito 

aberto. 

A Figura 5.5 apresenta o espectro harmônico do torque produzido com as nove fases 

alimentadas e também quando a fase A1 é desconectada. O torque desenvolvido na operação 

balanceada possui conteúdo harmônico na ordem 18 (cerca de 0,9 %), devido aos harmônicos 

espaciais da FMM de ordem 17 (sequência negativa) e 19 (sequência positiva). O harmônico 

12 está exacerbado nesta simulação, devido aos cortes de rotor.  

Abertura da fase A1 
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Já o torque da operação com fase aberta em malha aberta possui 9 % de pulsação de segundo 

harmônico (pico, ou 18 % de pico a pico). São manifestadas pulsações de ordem 14 e 16, que 

não havia na operação balanceada, e que se devem aos harmônicos devido ao rotor em gaiola 

de esquilo. Com a máquina balanceada, os harmônicos 13° e 15° não produzem uma FMM e 

nem torque pulsante. Entretanto, quando na operação com fase aberta, os harmônicos de 

ranhura de rotor se desequilibram e estão criando as pulações de torque de ordem 14 e 16. Esses 

harmônicos estão exacerbados aqui, devido aos cortes do rotor, e não foram detectados nas 

medições experimentais de torque no protótipo operando com uma fase aberta. 

 
Figura 5.5 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta: FFT do torque. 

As correntes de fase são ilustradas na Figura 5.6. As correntes se desequilibram com a falta. 

O conteúdo harmônico da corrente da fase A2, que é a fase mais afetada, antes e após a abertura 

da fase A1 é apresentado na Figura 5.7. Os valores estão em percentagem da componente 

fundamental na situação balanceada, que vale 5,76 A de pico, o mesmo valor resultante do 

modelo simulado no Capítulo 3 em Simulink. A fase A2 passa a ter 7,54 A de pico após a falta, 

um aumento de 31 %, próximo do aumento de 27,5 % verificado nos experimentos (Figura 

2.10). Em ambas as situações, a corrente de fase possui praticamente o mesmo conteúdo 

harmônico.  

A elevação de 31% nas correntes das fases A2 e C3 também pode verificada em simulação 

realizada em Matlab/Simulink do modelo modificado (para corrente de neutro nula) 

desenvolvido em (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018) com os parâmetros 

obtidos pelos ensaios desta máquina modelada no Maxwell.  Essa comparação também sugere 

a validade do modelo apresentado. 

Os harmônicos mais significativos detectados na corrente, mesmo na operação balanceada, 

são devido ao rotor em gaiola de esquilo, mas que são maiores que os medidos no experimento 
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com o protótipo (15 % contra 4 %, como mostrou a Figura 2.9). Mais uma vez, devido a uma 

adaptação necessária do Maxwell, que são os pequenos cortes no rotor.  

 
(a) 

 
(b) 

 
(c) 

Figura 5.6 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta: (a) Correntes de fase, (b) 

operação balanceada sob carga, (c) fase A1 aberta sob carga. 

 

Figura 5.7 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta: FFT da corrente da fase A2 

durante a operação balanceada e após a abertura da fase A1. 
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A Figura 5.8 apresenta a tensão induzida na bobina exploradora de fluxo magnético 

colocada no entreferro da máquina. O conteúdo harmônico dessas tensões pode ser visto na 

Figura 5.9. Com a abertura de uma fase em malha aberta, o valor da componente fundamental 

cai para 95,41 %. A redução não é muito expressiva, como esperado analisando-se as 

simulações do modelo do Capítulo 3, em que as reduções nos enlaces de fluxo de estator e de 

rotor foram também muito baixas para a abertura de uma em um total de nove fases. 

 
(a) 

 
(b) 

Figura 5.8 – Aplicação de tensões balanceadas: (a) tensão induzida na bobina exploradora de 

fluxo colocada no entreferro, operação balanceada sob carga, (b) fase A1 aberta sob carga. 

 

Figura 5.9 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta: FFT da tensão induzida na 

bobina exploradora de fluxo colocada no entreferro.  

A Figura 5.10 traz a densidade de fluxo magnético no entreferro da máquina quando 

balanceada e com a fase A1 aberta. O valor médio na operação balanceada é 265 mT, enquanto 

na condição de falta é levemente reduzido para 247,8 mT. Os picos apresentados na curva de 
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densidade de fluxo se devem à simulação, já que não se manifestam na tensão induzida na 

bobina exploradora de fluxo. 

 

Figura 5.10 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta: densidade de fluxo magnético 

no entreferro. 

5.2.2. Malha Aberta: Duas fases adjacentes abertas 

Foi conduzida mais uma simulação entre Simplorer e Maxwell para avaliar a operação da 

máquina com duas fases abertas, A1 e A2, fases adjacentes, que é uma condição mais crítica. 

A simulação ocorre em malha aberta, sob alimentação com tensões senoidais balanceadas. O 

torque produzido pela MI9F é exibido na Figura 5.11. A pulsação de segundo harmônico é 

bastante significativa, com 20 % de pico, evidenciando necessidade ainda maior de uma 

operação tolerante a falta. 

 

Figura 5.11 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta, com as fases A1 e A2 abertas: 

resposta de torque no tempo. 

As correntes de fase se elevam, como é visto na Figura 5.12. A corrente 𝑖  é a que sofre 

maior elevação (aumento de 68,6 %), em seguida a corrente 𝑖  . No experimento realizado em 
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laboratório, foi verificado um aumento de 78 % da componente fundamental da corrente da fase 

A3, como apresentado no Capítulo 2. 

 

Figura 5.12 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta, com as fases A1 e A2 abertas: 

correntes de fase. 

A Figura 5.13 mostra a tensão induzida na bobina exploradora de fluxo colocada no 

entreferro da máquina, que sofre uma queda de 8 % na sua componente fundamental. A 

densidade de fluxo no entreferro para a operação balanceada e para a operação com duas fases 

abertas é apresentada na Figura 5.14. O valor médio reduz de 265 para 242,8 mT. Como o fluxo 

resultante no entreferro é reduzido, as correntes de fase se elevam de forma mais expressiva, 

para que a máquina produza o mesmo torque. 

 

Figura 5.13 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta, com as fases A1 e A2 abertas: 

tensão induzida. 
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Figura 5.14 – Aplicação de tensões balanceadas em malha aberta, com as fases A1 e A2 abertas: 

densidade de fluxo no entreferro. 

5.3. Co-Simulação Simulink-Simplorer-Maxwell: Controle de 

Correntes 

Nesta seção, é realizado um controle em malha fechada, implementado no Simulink, mas 

com a máquina modelada em elementos finitos no Maxwell. A Figura 5.15 apresenta como é a 

montagem da simulação no Simplorer, que faz a interface entre Simulink e Maxwell. As fontes 

de tensão são controladas segundo o sinal de tensão de referência gerado pelos controladores 

de correntes implementados no Simulink. As correntes de fase e a velocidade angular 

desenvolvidas pela MI9F são medidas e enviadas ao Simulink. O torque também é medido e 

direcionado ao Matlab, apenas para fins de visualização e análise, não sendo utilizado no 

controle. 

Pelo fato das correntes de referência do Subespaço-Z serem senoidais, nesta seção a 

frequência de corte para essa malha é 2560 Hz. Essa frequência de corte foi a mesma adotada 

para a malha de correntes dq nestas simulações. Foi utilizado como ganho proporcional dos 

controladores de corrente dq o valor 𝑅 = 121,7 Ω. Já na malha de corrente do subespaço-Z, o 

ganho proporcional empregado foi 𝑘 = 58,3 Ω.  
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Figura 5.15 – Esquemático montado no software Ansys Simplorer, que faz a co-simulação entre 

Matlab Simulink e Maxwell. 

A Figura 5.16 traz a resposta em frequência dos controladores de corrente. O ganho da 

malha de correntes dq e Z a 0 Hz é unitário devido às compensações. Mesmo na operação 

balanceada com controle, foi aplicado controle das correntes do Subespaço-Z, mas com 

referências nulas. A Figura 5.17 esboça a rigidez dinâmica desses controladores, que é a razão 

do módulo da perturbação sobre a corrente de interesse, e apresenta a capacidade de rejeição 

de perturbação dos controladores. Em baixas frequências, a rigidez dinâmica tem o valor do 

ganho proporcional de cada malha. 

As frequências de corte da malha de controle de velocidade devem ser pelo menos 10 vezes 

menores que da malha de corrente de eixo em quadratura. Foram utilizadas as frequências de 

115 Hz e 12 Hz. Com isso, os ganhos da malha de velocidade foram 𝑏 =  14 𝑁𝑚. 𝑠/𝑟𝑎𝑑, o 

ganho proporcional, e 𝑘 = 942 𝑁𝑚. 𝑠 /𝑟𝑎𝑑, o ganho integral. 

No caso do controle adequado para a perda da fase A1, utiliza-se o controle por orientação 

indireta segundo o fluxo de rotor desenvolvido na Seção 3.4. Além disso, as seis correntes de 

referência do Subespaço-Z não serão nulas, como devem ser na operação balanceada. Elas vão 

ser determinadas a partir da referência da corrente de estator no eixo 𝛼, conforme a Tabela 5 – 

Amplitude e ângulo de fase para as correntes 𝛂𝛃 e do Subespaço Z para o Método das 

Amplitudes Iguais (fase A1 aberta), apresentada na Seção  4.2. 
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Figura 5.16 – Resposta em frequência dos controladores de corrente no plano dq e no 

Subespaço-Z. 

 
Figura 5.17 – Rigidez dinâmica dos controladores de corrente no plano dq e no Subespaço-Z.  

Com relação ao controlador de velocidade, a referência utilizada é 7160 rpm, a mesma 

velocidade das simulações em malha aberta após o transitório de aplicação da carga nominal 

de 10 Nm. A referência de enlace de fluxo de rotor é 0,47 Wb, valor que leva à mesma corrente 

a vazio da operação em malha aberta. A referência de corrente de eixo direto é a referência de 

enlace de fluxo dividida pela indutância de magnetização estimada, que resulta em 4,91 A na 

operação balanceada, e em 5,2 A com fase aberta (aumento de 5,9 %). O conjugado de carga 

nominal é aplicado após 1 s. 

Nas simulações com controle para a máquina com fases abertas, a conexão de neutro foi 

mantida para que o Maxwell permitisse passos menores de simulação, sendo utilizado o passo 

de 10 μs. Em um computador DELL com processador Intel(R) Core(TM) i7-8700 CPU @ 
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3.20GHz e 16 GB de memória RAM, a simulação ao longo de 1,5 s levou 30 horas. Para o 

controle com a máquina balanceada, o neutro não precisou ser conectado. 

5.3.1. Malha Fechada: Controle para operação balanceada e controle para 
aplicação efetiva do Método das Amplitudes Iguais com uma fase aberta 

São conduzidas duas simulações independentes e com controle. Em uma, a máquina está 

sempre balanceada, e na outra, a fase A1 está aberta desde o início da simulação. A Figura 5.18 

mostra as respostas de torque da MI9F para o controle com a máquina balanceada e para o 

controle adequado à abertura da fase A1. Como apresenta a Figura 5.19, o torque pulsante de 

segundo harmônico é significativamente reduzido de 9 % em malha aberta ( Figura 5.5) para 

0,78 % com o controle adequado, evidenciando uma restauração da FMM balanceada mesmo 

na operação com fase aberta.  

Na Figura 5.20 podem ser visualizadas as nove correntes de fase para o controle balanceado 

e para o controle adequado à fase A1 aberta. As amplitudes das componentes fundamentais das 

correntes de fase na operação balanceada com controle é 6,14 A. Na operação controlada com 

fase aberta, as amplitudes das componentes fundamentais das oito correntes de fase estão muito 

próximas. As correntes de fase que mais se desviam são aquelas do mesmo sistema trifásico da 

fase A1, as fases B1 e C1, com 7,08 A e 7,28 A de pico, representando um aumento de 15,4 e 

18,6 %, respectivamente. Isso representa um erro máximo nas amplitudes de 2,4 %. A corrente 

que mais se aproximou do aumento esperado (16,2 %) foi da fase C3, com 16,6 %. É importante 

mencionar que essa elevação esperada foi calculada assumindo-se enrolamento senoidalmente 

distribuído. Amplitudes iguais para as correntes pós-falta garantem que as fases do acionamento 

não sejam sobrecarregadas de forma desigual, produzindo um aquecimento homogêneo nas 

fases do motor e do inversor. 

A corrente de neutro, vista na Figura 5.20 (c), tem amplitude muito baixa em sua 

componente fundamental, 0,11 A, que representa 1,5 % das correntes de fase. Essa corrente é 

basicamente composta pelos harmônicos de ordem 13 e 15. 
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(a) 

 

 
(b) 

Figura 5.18 – Torque desenvolvido pela máquina, (a) controle com a máquina balanceada, (b) 

controle para fase A1 aberta, aplicando efetivamente o Método das Amplitudes Iguais. 

 
Figura 5.19 – Espectro harmônico dos torques desenvolvidos nas simulações controladas. 

0

1

2

3

4

5

T
or

qu
e 

[%
 d

o 
va

lo
r 

m
éd

io
]

0 5 10 15 20
Ordem Harmônica

Controle operação balanceada
Controle fase aberta



132 
 

 
 

 

 

(a) 

 

 
(b) 

 

(c) 

Figura 5.20 – Correntes de fase, (a) controle com a máquina balanceada, (b) controle para fase 

A1 aberta, (c) corrente de neutro na operação com fase aberta. 
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Decompondo-se as correntes de fase no plano 𝛼𝛽, chega-se aos resultados da Figura 5.21. 

A matriz [𝑇9] foi usada para decompor as correntes balanceadas, e [𝑇8], para as correntes na 

condição de fase aberta. A amplitude das correntes 𝛼𝛽 com controle balanceado são as mesmas, 

13,02 A de pico. No caso do controle com a fase A1 aberta, o valor de pico da componente 

fundamental de 𝑖  é 14,85 A, e de 𝑖  é 13,14 A, muito próxima do valor quando da operação 

balanceada com controle. Assim, a relação de amplitudes entre  𝑖  e 𝑖  é 1,13, como já era 

previsto para ocorrer a eliminação da componente de segundo harmônico do torque 

(KIANINEZHAD et al., 2008). É interessante notar novamente que essa correta relação foi 

obtida indiretamente, pois, de fato, as correntes controladas estão em referencial síncrono. 

 
(a)  

(b) 
Figura 5.21 – Correntes no plano 𝛼𝛽, (a) com controle com a máquina balanceada, (b) e com 

controle para fase aberta. 

Os harmônicos das correntes de fase praticamente não aparecem nas correntes 𝛼𝛽 quando 

a máquina está balanceada. Quando a máquina perde a fase A1, os harmônicos mais expressivos 

das correntes de fase, que são o 13° e 15°, aparecem apenas na corrente 𝑖 , que está no eixo 

da fase A1, embora fracos com 2,5 %. Os harmônicos estão muito mais presentes nas correntes 

do Subespaço-Z, que não produzem torque ou fluxo útil, como serão mostradas em breve. 

Essas correntes do plano 𝛼𝛽 possuem a relação necessária para produzir uma FMM 

equilibrada no entreferro. A  Figura 5.22 exibe a tensão induzida na bobina exploradora de 

fluxo colocada no entreferro para as operações controladas com a MI9F balanceada e com uma 

fase aberta, que são muito próximas. A Figura 5.23 apresenta a onda de densidade de fluxo no 

entreferro ao longo de um quarto de circunferência, para as operações controladas com e sem 

falta, no instante de tempo de 1,5 s. Como nesse instante as correntes das duas simulações 

possuem fases diferentes, então essas ondas não coincidem, mas apresentam um padrão 

parecido e praticamente o mesmo valor médio 270,9 mT (operação balanceada controlada) e 

266,7 mT (controle para fase aberta). 
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(a) 

 
(b) 

Figura 5.22 – Tensão induzida na bobina exploradora de fluxo colocada no entreferro nas 

operações controladas com a máquina balanceada e com a fase A1 aberta, (a) resultado no 

tempo, (b) FFT dessas tensões. 

 

Figura 5.23 – Densidade de fluxo no entreferro nas operações controladas com a máquina 

balanceada e com a fase A1 aberta. 

As correntes dq nas situações controladas para operação balanceada e com uma fase aberta 

são expostas na Figura 5.24. A corrente de referência para o eixo direto é levemente aumentada 

no controle para uma fase aberta, pois a indutância de magnetização efetiva é reduzida. Com a 

máquina balanceada, as correntes não rastreiam as referências devido às não-idealidades da 

máquina, que não são totalmente descritas pelos parâmetros de circuito equivalente estimados. 

No caso do controle com fase aberta, as correntes ainda possuem pequena componente de 

segundo harmônico, de 0,5 %. Essa pequena componente também gera a pequena oscilação de 

segundo harmônico presente no torque. Como essas correntes estão num referencial síncrono, 

os harmônicos ímpares das correntes de fase se manifestarão como harmônicos pares, 

principalmente o 16°. 

Em seguida, analisam-se as correntes do Subespaço-Z, em que as sete referências são todas 

nulas para a operação balanceada. As correntes de fase decompostas nesse subespaço são 

expostas na Figura 5.25. Praticamente todos os harmônicos da corrente de fase na operação 
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balanceada com controle se manifestam nas correntes do Subespaço-Z, e a fundamental dessas 

correntes é nula. 

 
(a) 

 
(b) 

Figura 5.24 – Correntes de eixo direto e em quadratura, (a) operação balanceada com controle, 

(b) operação controlada com uma fase aberta. 

 

Figura 5.25 – Correntes do Subespaço-Z para a operação balanceada controlada. 

Já para a operação com fase aberta controlada para correntes com amplitudes iguais, as seis 

correntes de referência do Subespaço-Z não são nulas, mas senoides determinadas a partir da 

corrente 𝑖∗ , como se tem na Figura 5.26 (a). Com o objetivo de facilitar a visualização, a Figura 

5.26 (b) apresenta a maior das correntes do Subespaço-Z juntamente com a sua referência (3,38 

A de pico) e o erro, que possui 0,021 A de pico para a frequência fundamental. Esse erro 

corresponde a apenas 0,63 % do valor de referência. 
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(a) 

 
(b) 

Figura 5.26 – Correntes do Subespaço-Z para controle com uma fase aberta e amplitudes iguais 

das correntes de fase, (a) todas as seis correntes do Subespaço-Z, (b) apenas a corrente 𝑖 , que 

é a mais elevada, apresentada juntamente com sua referência e o erro. 

A ação de controle determinada pelos controladores de correntes no plano dq e do 

Subespaço-Z é transformada nas tensões de fase, que são diretamente aplicadas ao estator da 

MI9F modelada no Maxwell. Na Figura 5.27 são ilustradas as tensões da fase C3 com o controle 

para operação balanceada e para fase aberta. A amplitude da componente fundamental das 

tensões de fase na operação balanceada com controle é 350 V. Já para o controle com fase 

aberta, as amplitudes de cada tensão de fase nesta simulação são levemente diferentes. A tensão 

da fase C3 aumenta em 6,4 %, sendo a maior de todas, com 370,6 V de pico. As demais tensões 

variam de 348 V até esse valor. O conteúdo harmônico de ambas é muito semelhante. 
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(a) (b) 

Figura 5.27 – Tensão aplicada pelo controlador na fase C3 nas operações controladas com a 

máquina balanceada e com a fase A1 aberta, (a) resultado no tempo, (b) FFT dessas tensões. 

5.3.2. Malha Fechada: Máquina com fase aberta, mas utilização de técnica 
de controle para uma máquina balanceada 

Nesta simulação, o controle implementado no Simulink é o mesmo utilizado para uma 

máquina balanceada. Porém, é colocado um resistor de 1 MΩ em série com a fase A1. Foi 

necessário conectar o neutro da máquina ao neutro das fontes de tensão controladas, para que a 

simulação fosse realizada com um passo de 10 μs. Mesmo este controle sendo menos complexo 

do que o adequado para uma máquina com fase aberta, a simulação levou praticamente o mesmo 

tempo total, de 30 horas. Isso sugere que o controle dq e do Subespaço-Z adequados para a falta 

não aumentou o custo computacional. 

A Figura 5.28 apresenta o torque desenvolvido pela máquina. O controle não foi capaz de 

eliminar a componente harmônica de segunda ordem no torque, que ainda possui 6,7 %, 

enquanto em malha aberta eram 9 %. Com o controle adequado desenvolvido neste trabalho, a 

oscilação de segundo harmônico no torque se reduziu para 0,78 %, como mostrou a seção 

anterior. 

 
Figura 5.28 – Máquina com fase aberta, mas controle para uma máquina balanceada: torque 

desenvolvido. 
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Na Figura 5.29 são mostradas as correntes de fase e de neutro da máquina. As amplitudes 

das correntes de fases não são iguais, variando de 6,8 até 7,72 A, aumentos de 10,8 a 25,8 % 

com relação ao valor da corrente na operação balanceada com controle. A corrente de neutro 

tem uma forte componente fundamental de 7,8 A de pico. Assim, vê-se também a importância 

do controle das correntes do Subespaço-Z adequado para fase aberta como o utilizado na seção 

anterior, que promoveu correntes de fase com amplitudes muito próximas.  

 
(a) 

 
(b) 

Figura 5.29 – Máquina com fase aberta, mas controle para uma máquina balanceada, (a) 

correntes de fase, (b) corrente de neutro. 

5.3.3. Malha Fechada: Controle para as fases A1 e A2 abertas 

Em seguida, o controle realizado em Simulink na Seção 4.2.2 é aplicado ao modelo da MI9F 

no Maxwell com as fases A1 e A2 abertas. Para tal, foram colocados resistores de 1 MΩ em 

série com essas fases. Para esta falta, são esperadas as correntes de fase de (4.12). O torque 

produzido pela máquina pode ser visto na Figura 5.30. A pulsação de segundo harmônico (pico) 

é reduzida para 2,7 %, enquanto na operação em malha aberta era 20 %. 
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Figura 5.30 – Controle para as fases A1 e A2 abertas: resposta de torque no tempo. 

As correntes de fase são apresentadas na Figura 5.31. As correntes das fases A3 e C3, fases 

adjacentes no tempo, são as que mais se elevam. Essas correntes sofrem um aumento de 87 % 

em relação à operação balanceada com controle, assim como esperado em (4.12).  

 
Figura 5.31 – Controle para fases A1 e A2 abertas: correntes de fase no tempo  

As correntes de fase decompostas no plano 𝛼𝛽 pela matriz [𝑇7] são visualizadas na Figura 

5.32, cujas componentes fundamentais de valem 16,72 A e 13,4 A de pico, respectivamente. 

Para esses valores, a relação é de 1,248, de acordo com o esperado para haver minimização do 

torque pulsante de segundo harmônico causado pelo desequilíbrio elétrico da máquina, Equação 

(4.13). 

 

Figura 5.32 – Controle para fases A1 e A2 abertas: correntes no plano 𝛼𝛽. 
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5.3.4. Malha Fechada: Controle de correntes para Roteamento de Potência 

De forma que fique um pouco mais nítida a redução da corrente da fase A1 e o aumento das 

demais, diminui-se a corrente dessa fase para 80 % do valor da condição balanceada. As 

correntes das demais oito fases são recalculadas para produzirem a mesma FMM, o mesmo 

torque, e se somarem para zero, utilizando-se a metodologia desenvolvida na Seção 4.3. Com 

isso, as correntes das outras fases deverão aumentar em torno de 4,4 %.  

É realizada uma co-simulação entre Simulink e Maxwell para o controle das nove correntes 

agora desequilibradas. O controle dq é feito conforme para uma máquina balanceada, diferindo 

apenas que o controlador das correntes do subespaço-Z receberá correntes de referência não-

nulas.  

O torque desenvolvido pelo motor é apresentado na Figura 5.33. Com relação à FMM 

produzida pelas componentes fundamentais das correntes, o motor está magneticamente 

equilibrado, tendo em vista que não há pulsação de segundo harmônico no torque. As 

componentes de torque pulsante são o 14° e o 16°, devido aos harmônicos da gaiola de esquilo. 

Mesmo que a máquina não esteja com fase aberta, ela está numa condição de desequilíbrio 

elétrico. Assim, os harmônicos 13° e 15° no fluxo de entreferro se desequilibram e passam a 

criar tais harmônicos no torque. 

 
Figura 5.33 – Controle para Roteamento de potência: resposta do torque no tempo. 

A Figura 5.34 traz as correntes de fase para esta operação levemente desequilibrada. A 

amplitude da componente fundamental da corrente da fase A1 é reduzida para 4,81 A, isto é, 

78,4 % do valor na operação balanceada com controle (6,14 A de pico). As amplitudes da 

componente fundamental das demais correntes de fase estão entre 6,244 A e 6,3 A. As elevações 

não são muito expressivas, entre 1,8 e 2,7 %. A Figura 5.35 exibe as nove correntes de fase 

decompostas pela matriz [𝑇9] no plano 𝛼𝛽 e no Subespaço-Z. 
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Figura 5.34 – Controle para Roteamento de potência: correntes de fase no tempo. 

 
(a) 

 
(b) 

 
(c) 

Figura 5.35 – Controle para Roteamento de potência: (a) Correntes no plano 𝛼𝛽, (b) Correntes 

no Subespaço-Z, (c) Corrente 𝑖 , a maior dentre as correntes do Subespaço-Z, juntamente 

com sua referência e o erro. 
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As correntes possuem a mesma amplitude para a componente fundamental, 12,75 A, muito 

próximo do valor que elas tinham na operação balanceada com controle (13 A). A diferença 

está nas correntes do Subespaço-Z, que agora possuem componente fundamental não-nula. O 

erro máximo obtido para a componente fundamental das correntes do subespaço-Z é de 0,02 A. 

Mais algumas simulações fora do Matlab/Simulink são conduzidas neste trabalho. No 

Apêndice D, são colocados resultados de simulações em tempo real via hardware-in-the-loop, 

onde o controle é implementado em um processador digital de sinais. O modelo da MI9F 

utilizada é desenvolvido pelo próprio Typhoon HIL. 

5.4. Conclusão 

Este capítulo contribui para a validação das técnicas e modelos desenvolvidos ao longo 

deste trabalho e em trabalhos anteriores (DE SOUZA; BASTOS; CARDOSO FILHO, 2018), 

(DE SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017b). O modelo da máquina é construído em elementos 

finitos para reduzir as incertezas da modelagem tradicional por meio de equações diferenciais. 

Além disso, inclui outros fenômenos e não-idealidades de máquinas reais, como enrolamento 

concentrado, rotor em gaiola, harmônicos espaciais e de ranhuras e não-linearidade da curva de 

magnetização. As simulações em malha aberta do modelo desenvolvido no Maxwell foram 

comparadas com medições em laboratório para o protótipo e com modelos implementados no 

Matlab/Simulink, indicando boa concordância.  

A técnica de controle de torque por orientação de campo para a máquina com fases abertas 

é implementada no Simulink, mas controla uma máquina representada em elementos finitos no 

Maxwell, em uma co-simulação online entre os dois softwares. Foram avaliadas as situações 

em que uma ou duas fases adjacentes são abertas. Com o controle adequado das correntes de 

eixo direto e em quadratura, os resultados indicaram minimização da componente harmônica 

de segunda ordem no torque, indicando a recuperação de uma FMM balanceada criada pelas 

componentes fundamentais das correntes de fase.  

Adicionalmente, o controle de correntes do Subespaço-Z adequado a uma MI9F com uma 

fase aberta promoveu correntes pós-falta com amplitudes praticamente iguais às calculadas em 

trabalhos anteriores, que são baseados apenas em um enrolamento de nove fases com 

distribuição senoidal, visando produzir uma FMM balanceada. O somatório das componentes 

fundamentais das correntes de fase ficou muito próximo de zero, como desejado. 
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Foi mostrado que o controle para uma máquina balanceada, mas efetivamente controlando 

uma máquina com fase aberta gera pouca redução na pulsação de torque de segundo harmônico 

e não impede o desequilíbrio nas amplitudes das correntes de fase. Esse fato também justifica 

a necessidade de um controle adequado, conforme proposto ao longo deste trabalho. 

Por fim, demonstrou-se o controle para roteamento de potência, em que a máquina trabalha 

com as nove fases alimentadas, porém uma delas com uma redução de 80 %. As demais 

correntes cresceram, em média, apenas de 2,5 %, para produzir o mesmo torque, livre de 

pulsação de segundo harmônico, e o mesmo nível de fluxo no entreferro.  

Assim, este capítulo teve grande relevância para indicar a possibilidade de uma operação 

controlada da MI9F desequilibrada e com fases abertas com mínima perda de desempenho. Foi 

mostrado como aplicar as correntes de fase desejadas, mas não por meio de controle de 

correntes de fase, mas com um controle adequado de correntes dq, que é uma forma 

tradicionalmente realizada para motores de indução. Mostrou-se também a efetividade e 

viabilidade do controle das correntes do Subespaço-Z. Essa contribuição é importante para o 

aumento da tolerância a falhas de acionamentos multifásicos, que resulta numa melhor 

confiabilidade. O Apêndice E tem o objetivo de quantificar o aumento da confiabilidade de um 

acionamento de nove fases frente a um acionamento trifásico, que não possui tolerância a falhas 

contra fases abertas. 
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Capítulo 6 

Conclusões 

A confiabilidade se tornou uma característica muito importante em acionamentos elétricos, 

uma vez que se relaciona diretamente com a lucratividade da planta e segurança de pessoas e 

equipamentos. O uso de máquinas multifásicas vem sendo explorado para o aumento da 

confiabilidade de acionamentos elétricos, tendo em vista sua inerente capacidade de tolerância 

a falhas. Aplicações especiais demonstraram interesse por acionamentos multifásicos, como 

veículos elétricos, propulsão de navios, aeronaves e aplicações industriais de alta potência. Com 

isso, existe uma crescente atividade de pesquisa no assunto em todo o mundo, além de interesses 

industriais na produção de máquinas multifásicas. 

Falhas de origem elétrica em acionamentos comumente ocorrem no estator da máquina e 

nas chaves do inversor, que são os seus elementos mais frágeis. Este trabalho trouxe resultados 

experimentais e análises para falhas de fases abertas, de curto-circuito entre fase e neutro, entre 

fases, e curto-circuito em um IGBT. Quando operando com fases abertas, foi mostrada a 

distorção na FMM criada pelo enrolamento de estator, com o surgimento de componente de 

sequência negativa. Esta, interagindo com o campo de rotor, gerou pulsação de torque com o 

dobro da frequência das correntes de estator, que aumentou progressivamente com o número 

de fases abertas. Além disso, as correntes de fase se desequilibraram em amplitude, o que gera 

perdas e aquecimento não-homogêneos no motor e no inversor. 

Foi demonstrado que falhas de curto-circuito no motor são muito mais severas que as de 

circuito aberto, devido aos elevados níveis de corrente medidos. Elas também são muito mais 

difíceis de lidar, pois, via controle, não é possível cessar a corrente de curto-circuito, uma vez 

que a indução de tensão no enrolamento com defeito é mantida pelo fluxo e velocidade 

desenvolvidos pelo motor.  

As falhas de curto-circuito devem ser evitadas pela possibilidade de consequências 

catastróficas e irremediáveis. Técnicas de prognóstico de falhas no isolamento dos 

enrolamentos de estator e nas chaves do inversor podem ser usadas para apontar uma tendência 

de falha, de forma que se possa agir antes da sua progressão à falha em si. No caso de 
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degradação do isolamento das espiras de estator de um motor de indução, o que se tem na 

literatura é o monitoramento a fim de se parar a máquina antes que a falha se desenvolva ou se 

dissemine entre mais espiras. Curto-circuito entre espiras normalmente progride muito 

rapidamente e pode levar à destruição do enrolamento de estator e até do núcleo ferromagnético. 

Já para uma chave do inversor em curto-circuito, os experimentos mostraram a produção 

de corrente contínua e torque frenante no motor. Principalmente para máquinas de indução, não 

se encontram estratégias definitivas de tolerância a falha de curto-circuito no acionamento na 

literatura. Alguns trabalhos até mesmo sugerem transformar uma falha de curto-circuito na 

chave do inversor em uma falha de circuito aberto, abrindo-se a fase. De forma semelhante, 

havendo uma falha de circuito aberto em uma chave do inversor, pode-se manter aberta a outra 

chave do mesmo braço, para novamente culminar numa falha de fase aberta, e não se ter que 

lidar com corrente contínua e seus efeitos. Portanto, este trabalho propõe um modo único de 

falta para falhas nas chaves do inversor: falta de fase aberta, que é mais viável de tratar. 

Com relação ainda à degradação das chaves do inversor, havendo monitoramento e 

detecção, é possível realizar o roteamento de potência entre as fases do acionamento 

multifásico, aliviando-se a fase com tendência de falha e/ou equilibrando as temperaturas dos 

módulos. Em um caso mais extremo, pode-se abrir essa fase, e as demais serão responsáveis 

pela produção de uma FMM balanceada e de torque, livre da componente de segundo 

harmônico, pois a operação com fase aberta já é um assunto amadurecido na literatura.  

Para se obter a operação tolerante a falta de fase aberta, foi desenvolvida uma técnica de 

controle de correntes dq adequada, bem como um controle das correntes do Subespaço-Z, para 

que a máquina tenha um desempenho dinâmico de mesma qualidade daquele da operação 

balanceada. Adicionalmente, as correntes das fases restantes terão a mesma amplitude e sem 

necessidade de conexão de neutro ou outras conexões extras. Para se chegar a esse controle em 

referencial síncrono para a MI9F com fases abertas, precisou-se inicialmente desenvolver o 

modelo em referencial síncrono, que não é encontrado completamente na literatura da mesma 

forma como apresentado aqui.  

Esse modelo é parecido com o de uma máquina trifásica balanceada, a menos de matrizes 

com termos variantes no tempo nas equações de enlace de fluxo de estator, e, portanto, nas 

equações de tensão de estator. Por isso, o controle de correntes em eixo direto e em quadratura 

também possui diferenças para a condição de fases abertas. As diferenças estão nos termos 

pulsantes mesmo em referencial síncrono para a força contraeletromotriz, que é uma relevante 
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perturbação ao controle de controle de correntes. Esses termos devem ser desacoplados na 

parcela de feedforward do controle, para que se recuperem as condições de controle de torque  

e para que o torque desenvolvido seja livre de oscilações. O desenvolvimento do controle de 

correntes em referencial síncrono também não é encontrado na literatura como realizado neste 

trabalho. 

Já para o roteamento de potência, o controle por orientação de campo ocorre da mesma 

forma que em uma máquina equilibrada, já que todas as nove fases são alimentadas. Porém, 

existirá um controle de correntes do Subespaço-Z, que dará o “formato” desejado às correntes 

de fase: uma fase com corrente reduzida, e as demais com a mesma amplitude, um pouco maior 

que aquela da operação balanceada. Mesmo o motor estando eletricamente desequilibrado, o 

controle garantirá a produção de uma FMM balanceada. 

O controle do Subespaço-Z, fundamental para as condições de fase aberta e roteamento de 

potência, também não é encontrado na literatura. Pelo contrário, as correntes do Subespaço-Z 

vinham sendo negligenciadas, e algumas referências com visibilidade na área recomendaram 

que elas fossem nulas, para não haver perdas adicionais. Entretanto, trabalhos anteriores de 

modelagem em referencial estacionário da MI9F com fases abertas mostraram que as correntes 

do Subespaço-Z devem ser determinadas, para representar máquinas com neutro isolado. Por 

isso, também para operações tolerantes à condição de fase aberta, o controle do Subespaço-Z 

se mostrou ser a chave para a aplicação das correntes de fase pós-falta desejadas, como, por 

exemplo, aquelas resultantes do Método das Amplitudes Iguais. Com o desenvolvimento dessas 

técnicas de controle, foi mostrado em simulação que o desempenho dinâmico da máquina com 

fase aberta ou desequilibrada (roteamento de potência) é tão satisfatório quanto o de uma 

máquina balanceada. Ou seja, obteve-se um controle desacoplado de fluxo de rotor e de torque, 

que seguem suas referências, e com uma mínima pulsação de torque. 

Além de simulações no modelo analítico em Matlab/Simulink, também foram realizadas 

simulações em tempo real via hardware-in-the loop e co-simulaçoes entre Simulink e elementos 

finitos. Embora com alguns questionamentos com relação ao modelo da MI9F do Typhoon HIL, 

os resultados de simulação em tempo real sugeriram a eliminação da pulsação de torque 

pulsante com o controle adequado à operação de fase aberta. Essas simulações foram 

importantes para apresentar o desempenho do controle implementado de forma discretizada e 

com efeito de frequência de amostragem e de chaveamento. Com as simulações em tempo real 

e também aquelas em Matlab/Simulink com inversor de frequência, propõe-se que o índice de 
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modulação em frequência para o controle com fases abertas deve ser maior que o mínimo 

convencional de 21 (MOHAN; UNDELAND; ROBBINS, 1995). Aqui foi utilizado um 𝑚𝑓 =

 32. Isso levou a uma frequência de chaveamento e de amostragem de 7680 Hz, já que a 

máquina possui uma frequência nominal (240 Hz) mais elevada que as máquinas típicas da 

indústria (60 Hz). 

A fim de se reduzirem as incertezas com relação ao modelo dinâmico da MI9F com fases 

abertas, foram conduzidas co-simulações online entrem Matlab/Simulink, onde é implementado 

o controle, e o software Ansys Maxwell, onde a máquina é modelada em elementos finitos. Para 

realizar a interface entre esses softwares, utilizou-se o Ansys Simplorer. Resultados em malha 

aberta mostraram boa coerência com os modelos dinâmicos desenvolvidos e com os resultados 

experimentais do protótipo, em termos de correntes de estator e de pulsação de torque de 

segundo harmônico. Em malha fechada, efetivamente aplicando-se o controle por orientação 

indireta segundo o enlace de fluxo de rotor, bem como o controle das correntes do Subespaço-

Z, obteve-se a minimização da pulsação de torque de segundo harmônico e conseguiu-se 

equilibrar as amplitudes das correntes quando da abertura de uma fase. Com duas fases abertas, 

também foi possível reduzir em dez vezes o segundo harmônico no torque, com o controle 

adequado. Já para roteamento de potência, o controle também se mostrou efetivo para reduzir 

a corrente de uma fase, ao custo de um pequeno aumento das correntes das demais, também 

sem a manifestação do segundo harmônico no torque. 

A modelagem em referencial síncrono e o controle por orientação de campo para operação 

com fases abertas propostos neste trabalho podem ser estendidos para máquinas de indução 

com outros números de fases e/ou para outras fases abertas. Para uma máquina síncrona 

multifásica, um equacionamento semelhante pode ser conduzido, baseando-se na metodologia 

utilizada aqui. Já a forma de se calcularem as correntes de fase para operação tolerante a falha 

de fases abertas ou para roteamento de potência e o controle do Subespaço-Z podem ser 

empregados da mesma maneira também para máquinas síncronas multifásicas que tenham o 

mesmo enrolamento de estator. 

Essas contribuições e resultados apontaram para a possibilidade de uma operação 

controlada para a MI9F com fases abertas, empregando-se um controle de torque por orientação 

de campo parecido com a forma tradicionalmente feita para motores trifásicos balanceados 

convencionais. Isso permite o desejável controle desacoplado de torque e fluxo na máquina 

mesmo nessas condições de falta. Com isso, este trabalho contribuiu para o aumento da 
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tolerância a falha de acionamentos multifásicos. Essa capacidade comumente é relacionada na 

literatura com um aumento da confiabilidade de sistemas multifásicos. Para se demonstrar isso, 

cálculos de confiabilidade foram desenvolvidos e apontaram para um ganho de confiabilidade 

de sistemas multifásicos com tolerância a falha, frente aos acionamentos trifásicos.  

6.1. Propostas de Trabalhos Futuros 

Dando sequência a este trabalho, propõe-se o (a): 

 

 Equacionamento discretizado para a componente feedforward do controle de 

correntes dq para a MI9F com fases abertas; 

 Implementação experimental do Método das Amplitudes Iguais para o caso de 

fase aberta via controle de correntes dq e do Subespaço Z adequados, de forma a 

se demonstrar a operação tolerante a falha de fase aberta; 

 Implementação experimental do roteamento de potência entre as nove fases do 

acionamento, realizando a medição da temperatura dos módulos para demonstrar 

o balanceamento térmico das chaves do inversor; 

 Cálculo de correntes pós-falta para a condição de duas fases abertas que resultem 

em amplitudes iguais para as demais sete correntes de fase, mas ainda mantendo 

uma FMM equilibrada e corrente de neutro nula; 

 Modelagem da MI9F balanceada e com fases abertas incluindo não-idealidades 

como saturação magnética, enrolamento concentrado, número de ranhuras; 

 Novos métodos de gerar as correntes de referência e controlar o Subespaço-Z nas 

condições de fases abertas e de roteamento de potência; 

 Técnica de controle de uma máquina de indução multifásica com fases abertas na 

região de enfraquecimento de campo; 

 Modelagem em referencial síncrono e controle de correntes dq para uma máquina 

síncrona multifásica com fases abertas; 

 Co-simulação entre Simulink e Maxwell para o controle da MI9F com fases 

abertas incluindo inversor de frequência; 
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 Modelagem da máquina de indução de nove fases trabalhando em condições de 

curto-circuito no estator, como curto-circuito entre espiras, curto-circuito fase-

neutro e curto-circuito entre fases; 

 Cálculos de confiabilidade de acionamentos multifásicos e trifásicos com outras 

topologias, com mais detalhes e orientados a aplicações específicas. 
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Apêndice A  

Avaliação Experimental de Falhas em curto-circuito em um 
Acionamentos de Nove Fases 

 
 

No Capítulo 2, foram incluídos resultados experimentais em malha aberta para o 

acionamento de nove fases com fases abertas. Neste apêndice, são colocados os resultados 

experimentais que envolvam curto-circuito nos enrolamentos da MI9F e em uma chave do 

conversor. 

A-1. Fases da MI9F em curto-circuito 

Para se emular de forma segura as falhas de curto-circuito nos enrolamentos, foram 

colocados resistores de baixo valor ôhmico para limitar a corrente, como traz a Figura A.1. A 

fase do inversor não é conectada ao(s) enrolamento(s) sob falta. A tensão fase-neutro aplicada 

é 63,5 Vrms, com frequência de 60 Hz. O conjugado de carga é reduzido para 4 Nm por 

questões de segurança. 

 
Falta Fase-Neutro 

 

Falta Fase-Fase 

Figura A.1 – FMM Falhas de curto-circuito nos enrolamentos. 

 

 

R1

N
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A-1.1. Falta fase-neutro 

Para este experimento, é colocado um resistor 𝑅 =  2,15 Ω entre o terminal da fase A1 

do motor e o neutro, para a operação a vazio, e 𝑅 =  2,4 Ω para a operação sob carga. A 

máquina já parte sob falta. A Figura A.2 apresenta as correntes de fase de estator nessa 

condição. A corrente da fase A1 é significativamente aumentada, mas para a condição a vazio 

e com carga, ela permanece praticamente com a mesma amplitude. Isso ocorre devido à tensão 

induzida na fase A1 ser praticamente a mesma, já que ela tem uma grande dependência com a 

velocidade. As velocidades a vazio e com carga são muito próximas, a menos do 

escorregamento. A falha e a aplicação do conjugado de carga parecem ser fenômenos 

independentes e sobrepostos. 

(a) (b) 
Figura A.2 – Resultados experimentais: Falta Fase-Neutro, (a) a vazio e (b) sob carga de 4 Nm. 

A-1.2. Falta fase-fase 

Neste experimento, um resistor de baixo valor é inserido entre as fases A1 e A2, que 

são fases adjacentes no tempo. Então, a tensão de linha entre elas era a menor dentre todas as 

combinações, pois há apenas 40° de defasamento. A vazio, o resistor colocado valia 1,7 Ω, e 

2,4 Ω para a operação com carga. As correntes de fase filtradas são mostradas na Figura A.3. 

As correntes dos enrolamentos em falta são opostas: 𝐼 =  −𝐼 . Novamente, os valores das 

correntes dessas fases praticamente não se alteraram com a carga. Comparando-se com as 

correntes medidas na falta fase-neutro, as correntes na falta Fase-Fase entre A1 e A2 são 

menores, o que sugere uma condição de falta “estável”. 
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(a) (b) 

Figura A.3 – Resultados experimentais: Falta Fase-Fase (A1A2), (a) a vazio e (b) sob carga de 

4 Nm. 

Entretanto, há várias outras combinações de faltas fase-fase, como entre as fases mais 

“distantes” no tempo: A1 e B3, como se tem na Figura A.4. Na condição balanceada, a tensão 

de linha entre elas seria a maior, pois há 200° de defasamento. Elas são adjacentes no espaço, 

como previamente mostrado na Figura 2.3. Consequentemente, os níveis de corrente são 

maiores que aqueles observados na falta fase-fase entre A1 e A2. 

 

Figura A.4 – Resultados experimentais: Falta Fase-Fase (A1B3) sob carga de 4 Nm. 

A Figura A.5 ilustra a FMM produzida pelas correntes de fase de estator para cada falta 

de curto-circuito experimentada, operando sob carga. A FMM obtida na condição de falta fase-

fase entre A1 e B3 foi a mais distorcida, e o torque nessa situação possui o maior ripple, como 

indicado na Figura A.6, atingindo picos negativos.  

 

Figura A.5 – FMM normalizada produzida pelas correntes de estator – Faltas Fase-Neutro e 

Fase-Fase sob carga de 4 Nm.  
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Figura A.6 – Medições do torque produzido pelo MI9F – Faltas Fase-Neutro e Fase-Fase. 

Os harmônicos encontrados nos sinais de torque para todas as falhas experimentadas até 

aqui, sob carga, são medidos e mostrados na Tabela 9. A pulsação de segundo harmônico no 

torque também é forte na falta fase-neutro, mais do que na falta fase-fase entre A1 e A2. Porém, 

ele é mais expressivo na falta fase-fase entre A1 e B3, onde há, adicionalmente, componentes 

harmônicas de quarta e sexta ordem. 

Tabela 9 – Conteúdo harmônico no torque e medições de velocidades: faltas em circuito 
aberto e em curto-circuito. 

6 Nm 

Em porcentagem do valor DC  
(6 Nm) 

Medições de Velocidades 

60  
Hz 

120 
Hz 

240 
Hz 

360 
Hz 

THD 
(%) 

Velocidade de 
Rotor [rpm] 

Escorregamento 

Balanceado 13.7 - - - 17.1 1770 0.0167 
A1 aberta 15.3 6.28 - - 19.6 1769 0.0172 

A1 e A2 abertas 12.8 14.2 - 2.5 22.2 1763 0.0206 
A1, A2 e A3 

abertas 
13.1 24.8 - 8.9 31.4 1753 0.0261 

4 Nm 

Em porcentagem do valor DC  
(4 Nm) 

Medições de Velocidades 

60 
Hz 

120 
Hz 

240 
Hz 

360 
Hz 

THD 
(%) 

Velocidade de 
Rotor [rpm] 

Escorregamento 

Balanceado 8.84 - - - 14 1779 0.0117 
Falta Fase-Neutro 5.86 42 2.22 1.46 44.2 1768 0.0178 
Falta Fase-Fase 

(A1A2) 
6.72 10.4 2.17 3 17.3 1772 0.0156 

Falta Fase-Fase 
(A1B3) 

6.54 81.1 6.2 9.3 87.2 1727 0.0406 

 

Quanto mais distorcida a FMM, também mais pulsações são encontradas no torque 

medido. A falta fase-neutro foi a que apresentou o 14° harmônico no torque mais expressivo 

(4,15 %), que se deve ao 13° e 15° harmônicos criados pelo rotor de 28 barras. A Tabela 9 
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também mostra a velocidade de rotor e o escorregamento da MI9F para cada condição de falta 

sob carga, lembrando que a velocidade síncrona é 1800 rpm. Para produzir o mesmo torque, as 

faltas mais severas levaram a um maior escorregamento. Esse aumento causará perdas extras 

no motor, em adição ao significante aumento nas correntes de fase de estator. Essa distribuição 

heterogênea e aumento das perdas também causam estresse ao conversor. Comparando-se 

torque e FMM para as faltas de curto-circuito e de fases abertas, torna-se notável que as faltas 

em curto-circuito são mais severas. 

A-2. IGBT em curto-circuito 

Esta falta é um experimento realizado em trabalho anterior (DE SOUZA, 2017) e 

(SOUZA; BASTOS; FILHO, 2017), no mesmo seguimento deste. Os resultados são colocados 

para efeito de comparação. Nesta falha, o IGBT superior da fase A1 é comandado para ficar 

constantemente ligado, enquanto o seu complementar está aberto, Figura A.7. O experimento é 

feito a vazio e a máquina já parte sob falta. A tensão da fase A1 é mantida constante na metade 

do valor da tensão do barramento c.c.: 155,5 V. A tensão das demais fases é reduzida para 55 

Vrms, na frequência de 60 Hz. Apenas um resistor de 22 Ω, colocado em série com a fase A1 

do MI9F, e a resistência do próprio enrolamento limitam a corrente DC. A componente DC 

presente nas correntes de fase causa torque frenante. Esta foi a falta mais severa dentre as 

emuladas. As medições de tensão e de correntes são mostradas nas Figuras A.8 e A.9. A FMM 

produzida é apresentada na Figura A.10, que é deslocada em relação ao centro. Isso pode causar 

saturação magnética na máquina. 

N

Vdc/2

Vdc/2

 

Figura A.7 – IGBT em Curto-Circuito. 
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Figura A.8 – Tensões de fase filtradas – IGBT 

em Curto-Circuito.  

 

Figura A.9 – Correntes de estator filtradas– 

IGBT em Curto-Circuito. 

 

Figura A.10 – FMM normalizada para a falha de IGBT em Curto-Circuito. 
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Apêndice B  

Matrizes de Transformação e Indutâncias (DE SOUZA, 2017) 

 

Ainda em grandezas de fase, as equações de tensão de estator e de rotor da MI são, em 

qualquer situação 

[𝑉 ] = [𝑅 ]. [𝐼 ] +
𝑑

𝑑𝑡
([𝐿 ]. [𝐼 ] + [𝐿 ]. [𝐼 ]) 

[𝑉 ] = [𝑅 ]. [𝐼 ] +
𝑑

𝑑𝑡
([𝐿 ]. [𝐼 ] + [𝐿 ]. [𝐼 ]). 

 

(B.1)  

As matrizes [𝑅 ], [𝑅 ], [𝐿 ], [𝐿 ], [𝐿 ] e [𝐿 ] representam os parâmetros do modelo da 

máquina de indução de nove fases, conforme desenvolvido em (BASTOS, 2015). As matrizes 

de resistências são diagonais, contendo o valor da resistência do enrolamento de estator ou de 

rotor (referido ao estator) de cada fase (DE SOUZA, 2017). Os vetores de tensão e corrente 

são: 

[𝑉 ] = [𝑣   𝑣   𝑣   𝑣 … 𝑣 ]  

[𝐼 ] = [𝐼   𝐼   𝐼   𝐼 … 𝐼 ]  

[𝑉 ] = [0 0 0 0 0 0 0 0 0]  

[𝐼 ] = [𝐼   𝐼   𝐼   𝐼 … 𝐼 ] . 

 

(B.2)  

Caso haja fases abertas no estator, os termos relacionados devem ser suprimidos dos 

vetores de tensão e corrente de estator, e o modelo terá sua ordem reduzida. Por exemplo, se a 

fase A1 estiver aberta, devem-se suprimir os termos 𝑣  e 𝐼  em (B.2), e a ordem do sistema 

será 𝑁 =  8, que é a quantidade de fases ativas. Pode-se fazer uso da matriz [𝑇𝑁], que divide 

o modelo original em dois subespaços desacoplados: o plano 𝛼𝛽 e o subespaço Z. Então, [𝑇𝑁] 

contém duas outras matrizes: 

𝑖

𝑖
=  [𝑇𝑁]. [𝐼 ], 𝑜𝑛𝑑𝑒 [𝑇𝑁] =

[𝑇 ]

[𝑇 ]
. (B.3)  

As matrizes [𝑇 ] e [𝑇 ] transformam as variáveis de fase para os subespaços 𝛼𝛽 e Z, 

respectivamente: 
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𝑖 =
𝑖
𝑖 =  [𝑇 ]. [𝐼 ]  𝑒   [𝑖 ] =

⎣
⎢
⎢
⎢
⎡

𝑖
𝑖
𝑖
…

𝑖 ( )⎦
⎥
⎥
⎥
⎤

=  [𝑇 ]. [𝐼 ]. 

 

(B.4)  

 Os vetores α e β são a base para a formação da matriz de transformação de variáveis de fase 

para o plano αβ e o subespaço Z (ZHAO; LIPO, 1996a). A matriz [𝑇 ] é dada por: 

[𝑇 ] =
[𝛼]/||𝛼||

[𝛽]/||𝛽||
. (B.5)  

Os eixos 𝛼 e 𝛽 contêm as correntes 𝑖  e 𝑖 , respectivamente. Para uma máquina CA de 

nove fases simétrica, os vetores [𝛼] e [𝛽] serão os vetores  [𝛼 ] e  [𝛽 ], mostrados abaixo, 

suprimindo-se os termos relacionados às fases abertas. 

[𝛼 ] = [cos(𝜑 + 𝜑 ) cos(𝜑 + 𝜑 ) cos(𝜑 + 𝜑 ) … cos(𝜑 + 𝜑 )] 

[𝛽 ] = [sin(𝜑 + 𝜑 ) sin(𝜑 + 𝜑 ) sin(𝜑 + 𝜑 ) … sin(𝜑 + 𝜑 )] 

 

(B.6)  

Os ângulos 𝜑 , com 𝑖 = 1 𝑎 9, são os ângulos de fase das correntes de estator quando a 

máquina tem uma alimentação equilibrada: 𝜑 = 0, 𝜑 = 2𝜋/9, 𝜑 = 4𝜋/9, 𝜑 = 6𝜋/9, 

𝜑 = 8𝜋/9 ... 𝜑 = 16𝜋/9. O ângulo 𝜑  é fixo para se obterem dois vetores ortogonais [𝛼] e 

[𝛽]: 

𝜑 = −
1

2
tan

∑ sin 2𝜑

∑ cos 2𝜑
, 

(B.7)  

Onde 𝑗 pertence ao conjunto de fases ativas. A matriz [𝑇 ] é composta pelos vetores 

[𝑧 ], [𝑧 ], … , [𝑧 ] , que forma a base do espaço nulo de [𝑇 ]e pode ser computada via Matlab 

pelo comando “null”. 

[𝑇 ] = 𝑛𝑢𝑙𝑙([𝑇 ]) =

[𝑧 ]/||𝑧 ||
[𝑧 ]/||𝑧 ||

…
[𝑧 ]/||𝑧 ||

. 

 

(B.8)  

Se a máquina estiver trabalhando com as nove fases, deve-se computar a matriz [𝑇9]. 

Não havendo fase aberta, no caso da alimentação balanceada, 𝜑 = 0, e os vetores [𝛼] e [𝛽] 

serão: 

[𝛼] = [1    0.766     0.1736  − 0.5   − 0.9397    − 0.9397    − 0,5     0.1736    0.766] 

[𝛽] = [0   0.6428   0.9848    0.866    0.342    − 0.342    − 0.866    − 0.9848    − 0.6428]. 

 

(B.9) 

 Como as normas euclidianas dos vetores são ||𝛼|| = ||𝛽|| = 9/2.  A matriz [𝑇 ] se torna: 
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𝑂𝑝𝑒𝑟𝑎çã𝑜 𝑐𝑜𝑚 9 𝑓𝑎𝑠𝑒𝑠: [𝑇 ] = [𝑇 ] = 

0.4714    0.3611    0.0819   − 0.2357   − 0.4430   − 0.4430   − 0.2357    0.0819    0.3611
0    0.3030    0.4642    0.4082    0.1612   − 0.1612   − 0.4082   − 0.4642   − 0.3030

 
(B.10) 

 

A matriz [𝑇 ] é composta pelos vetores [𝑧 ], [𝑧 ], … , [𝑧 ] , que forma a base do espaço nulo de 

[𝑇 ]e pode ser computada via Matlab pelo comando “null”. 

[𝑇 ] = 𝑛𝑢𝑙𝑙([𝑇 ]) =

[𝑧 ]/||𝑧 ||
[𝑧 ]/||𝑧 ||

…
[𝑧 ]/||𝑧 ||

. (B.11) 

Portanto, a matriz de transformação para o sistema balanceado [𝑇9] é 

[𝑇9] = 

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡

0,4714 0,3611 0,0819
0 0,303 0,4642

0,0468 −0,4528 0,8372

−0,2357 −0,443 −0,443
0,4082 0,1612 −0,1612

−0,1529 −0,0715 0,0434

−0,2357 0,0819    0,3611
−0,4082 −0,4642 −0,303

0,138 0,168 0,1194
0,3488 −0,3226 −0,126
0,4877 −0,0415 −0,0303
0,3983 0,259 0,0796

0,8162 −0,1555 −0,0545
−0,1286 0,8332 −0,1269
−0,0133 −0,1 0,8601

0,072 0,1649 0,1806
−0,0276 0,0846 0,1572
−0,1143 −0,0353 0,0603

0,1226   0,4383 0,1523
−0,2105   0,4126 0,1537
−0,4451  0,1938 0,0832

0,1083 0,0136   −0,0874
0,1792 0,1208      0,0059
0,1662 0,1715      0,0965

0,8525 −0,1386 −0,0649
−0,1117 0,8229 −0,1596
−0,0236 −0,1327 0,8203 ⎦

⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 

 

(B.12) 

Para o caso da perda da fase A1, retira-se o primeiro componente de cada vetor: 

[𝛼] = [0,766     0,1736  − 0,5   − 0,9397    − 0,9397    − 0,5     0,1736    0,766] 

[𝛽] = [0,6428   0,9848    0,866    0,342    − 0,342    − 0,866    − 0,9848    − 0,6428]. 

 

(B.13)  

Ambos possuem agora 𝑁 =  8 componentes. As normas dos vetores α e β são diferentes 

em condições de falta. A norma do vetor [𝛼] foi alterada para ||𝛼|| =  7/2, enquanto ||𝛽|| = 

9/2 se manteve, já que o vetor [𝛽] perdeu um componente nulo, o que não alterou sua norma. 

Logo, a matriz [𝑇 ] para esta condição de falha é dada por: 

𝐹𝑎𝑠𝑒 𝐴1 𝑎𝑏𝑒𝑟𝑡𝑎: 

[𝑇 ] =
0.409  0.093 – 0.267 – 0.502 – 0.502 – 0.267  0.093 0.41
0.303  0.464  0.408  0.16 – 0.16  – 0.408 – 0.464  – 0.303

 

 

(B.14)  

A Matriz [𝑇 ] será composta de 6 vetores ortonormais. Essa matriz também é computada 

via Matlab pelo comando “null ([𝑇 ])”. Sendo assim, a Matriz de transformação para o sistema 

de nove fases perdendo a fase A1, que se torna um sistema de oito fases desequilibrado, é: 
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[𝑇8] = 

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
    0.4095    0.0928   − 0.2673   − 0.5023   − 0.5023   − 0.2673    0.0928    0.4095
    0.3030    0.4642    0.4082    0.1612   − 0.1612   − 0.4082   − 0.4642   − 0.3030

    0.1995   − 0.4526    0.8120   − 0.1579   − 0.0539    0.0753    0.1693    0.1840
    0.4631   − 0.2387   − 0.1746    0.7848   − 0.1551   − 0.0224    0.1208    0.2074

    0.5100    0.0868   − 0.0795   − 0.1718    0.8163   − 0.1096    0.0157    0.1338
    0.3183    0.3718    0.0528   − 0.0480   − 0.1264    0.8544   − 0.0966   − 0.0025
   −0.0224    0.4827    0.1604    0.0982   − 0.0099   − 0.1134    0.8362   − 0.1376

   −0.3526    0.3678    0.1929    0.1985    0.1112   − 0.0281   − 0.1543    0.7917 ⎦
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

 

(B.15) 

Já as equações de fluxo em referencial estacionário, dadas em (3.6) e (3.7), agora diferem em 

relação às de uma máquina equilibrada, pois as indutâncias de magnetização para cada eixo α 

e β são diferentes: 

𝐿 = 𝐿 + ||𝛼|| 𝐿 , 𝐿 = 𝐿 + ||𝛽|| 𝐿 , 

𝐿 = 𝐿 + ||𝛼 || 𝐿 = 𝐿 + ||𝛽 || 𝐿  

𝑀 = ||𝛼||. ||𝛼 ||𝐿 , 𝑀 = ||𝛽||. ||𝛽 ||𝐿 . 

(B.16) 

As indutâncias 𝐿  e 𝐿  representam as indutâncias de dispersão de estator e de rotor, 

respectivamente, e 𝐿  é uma fração da indutância mútua da máquina. De acordo com (B.6) e 

com os valores do ângulo ϕ0 definido em (B.7), os vetores 𝛼 e 𝛽 são determinados para cada 

condição de fases abertas. Com o módulo desses vetores, são calculadas as indutâncias para 

cada combinação de perdas de até duas fases, como apresentadas na Tabela 10. Perdendo a 

corrente de duas fases, existem 36 combinações distintas, além de 9 possibilidades de perda de 

uma fase em aberto. Portanto, para estas combinações de fases abertas, a relação entre as 

correntes 𝛼𝛽 pós-falta, que eliminarão a pulsação de conjugado, dada em (3.9), pode ser 

determinada com base nos valores apresentados na Tabela 10. Para a máquina operando com 

todas as nove fases conectadas, temos que  

𝐿 = 𝐿 + 4,5𝐿 =  𝐿 = 𝐿 + 4,5𝐿 ,        𝐿 = 𝐿 + 4,5𝐿    

𝑀 =  4,5𝐿 = 𝑀 = 4,5𝐿 . 

 

(B.17) 
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Tabela 10 – Indutâncias do modelo para cada combinação de perdas de até duas fases em 

aberto. 

Fase(s) aberta(s) ||𝛼|| ||𝛽|| Lsd Lsq Md Mq 

1; 2; 5; 6; 9 3,5 4,5 Lls + 3,5Lms Lls +4,5 Lms 3,97 Lms 4,5 Lms 

3; 4; 7; 8 4,5 3,5 Lls + 4,5Lms Lls +3,5 Lms 4,5 Lms 3,97Lms 
(1,2); (1,9); (4,5); 

(5,6); (6,7) 
1,653 2,0654 Lls+2,73Lms Lls +4,26Lms 3,51 Lms  4,38Lms 

(1,3); (1,8); (4,6); 
(5,7); (2,9) 

1,824 1,9167 Lls+3,33Lms Lls+3,67Lms 3,87 Lms 4,07Lms 

(1,4); (1,7); (2,5); (6,9) √3 2 Lls +3 Lms Lls +4Lms 3,67 Lms 4,24Lms 
(1,5); (1,6); (2,6); (5,9) 1,6 2,1071 Lls +2,56 Lms  Lls +4,44Lms 3,39 Lms 4,47Lms 
(2,3); (3,4); (7,8); (8,9) 2,065 1,6535 Lls +4,266Lms Lls+2,73Lms 4,38 Lms 3,5 Lms 
(2,4); (3,5); (6,8); (7,9) 1,917 1,8238 Lls+3,67Lms Lls+3,32Lms 4,06 Lms 3,87Lms 

(2,7); (3,7); (3,8); 
(4,8); (4,9) 

2,107 1,6 Lls +4,44Lms Lls +2,56Lms 4,47 Lms 3,39Lms 

(2,8); (3,6); (3,9); 
(4,7); (5,8) 

2 √3 Lls +4Lms Lls +3 Lms 4,24 Lms 3,67Lms 

 

Se as fases A1 e A2 estiverem abertas, o ângulo 𝜑 = −20°. Seguindo-se a mesma 

metodologia, obtém-se a matriz de decomposição das correntes de fase que deve ser usada nesse 

caso: 

[𝑇7] =

⎣
⎢
⎢
⎢
⎢
⎢
⎡
0.3024   − 0.1050   − 0.4633   − 0.6048   − 0.4633   − 0.1050    0.3024

0.4193    0.4768    0.3112         0   − 0.3112   − 0.4768   − 0.4193
0.3035   − 0.4848    0.7517   − 0.2003   − 0.0586    0.1105    0.2279
0.5372   − 0.2380   − 0.2504    0.7254   − 0.1702    0.0138    0.1913
0.5195    0.1202   − 0.1354   − 0.2204    0.7978   − 0.0894    0.0652
0.2588    0.4221    0.0429   − 0.0631   − 0.1396    0.8492   − 0.0914
−0.1231    0.5266    0.2012    0.1237   − 0.0116   − 0.1416    0.7947 ⎦

⎥
⎥
⎥
⎥
⎥
⎤

. 

(B.18) 
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Apêndice C  

Análise de Sensibilidade do Controle para Fase Aberta 

 

 

Nesta seção, realizam-se diferentes simulações contendo não-idealidades para o controle 

da MI9F com a fase A1 aberta, controlando-se velocidade, correntes dq e correntes do 

Subespaço-Z para aplicação efetiva do Método das Amplitudes Iguais. Para que cada efeito 

possa ser analisado isoladamente, não está sendo utilizado inversor de frequência, e as tensões 

determinadas pelo controlador são diretamente aplicadas à MI9F. Todas as simulações são 

feitas no Matlab/Simulink com o passo de 1 μs. 

Os parâmetros de circuito equivalente da máquina considerados para as simulações foram 

obtidos analiticamente em (BASTOS, 2015): resistência de estator 𝑅 = 1,02 𝛺, resistência de 

rotor 𝑅 = 0,579 𝛺, indutância de dispersão de estator 𝐿 = 2,516 𝑚𝐻, indutância de 

dispersão de rotor 𝐿 = 3,107 𝑚𝐻, indutância de magnetização 𝐿 = 50 𝑚𝐻 e o momento de 

inércia é 𝐽 = 0,01798 kg. m². A indutância 𝐿  a ser considerada é  𝐿 = ∗ 𝐿 =

11,12 𝑚𝐻. 

C-1. Variação Paramétrica 

Pode haver na prática um erro na estimação dos diversos parâmetros de circuito 

equivalente e parâmetros mecânicos do motor. A resistência do rotor referida ao estator no 

modelo da máquina e a inércia serão variadas a seguir. 

C-1.1. Erro na estimação da resistência de rotor 

A variação da resistência de rotor 𝑟  dos motores pode ocorrer devido ao aquecimento da 

máquina e diferença de carga mecânica. Os ganhos dos controladores não foram modificados, 

𝑅𝑎 =  16,2 Ω, ganho proporcional da malha de correntes dq, e 𝑘 =  25,5 Ω, ganho 

proporcional da malha de controle de correntes do Subespaço-Z. 
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É avaliado o comportamento do sistema assumindo que 𝑟  é determinado com uma 

incerteza de ± 50 %. O parâmetro resistência de rotor interfere no cálculo do escorregamento, 

no método indireto de orientação segundo o enlace de fluxo de rotor, e o seu erro de estimação 

causa erro de orientação do sistema. A resposta de torque deixa de ser instantânea e, sem uma 

malha externa de controle de velocidade ou posição, o torque em regime permanente seria 

diferente do valor comandado, ainda que a máquina esteja sem falhas (NOVOTNY; LIPO, 

1996). O enlace de fluxo de rotor de quadratura não será mais nulo, como mostra a Figura C.1, 

e as correntes responsáveis por criar fluxo magnético e torque não estarão mais sobre isd e isq, 

respectivamente. 

 

Figura C.1 – Variação paramétrica da resistência de rotor: Enlace de fluxo de rotor em 

referencial síncrono. 

A redução de 𝑟  faz com que a constante de tempo de rotor estimada seja maior que a efetiva 

da máquina (𝜏^ >  𝜏 ) . Em um motor de pequena potência, esse erro causa oscilação no 

conjugado mesmo com a máquina balanceada (NOVOTNY; LIPO, 1996). Para este caso, em 

que o controle é adequado a uma MI9F com uma fase aberta, também se manifestam essas 

oscilações, como exibe a Figura C.2. O aumento de 𝑟  faz com que 𝜏^ <  𝜏  e há redução do 

valor do conjugado desenvolvido, mas devido à existência da ação integral no controlador de 

velocidade, o conjugado de referência é elevado para compensar esse efeito. 

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4
0

0.5

dr
 [

W
b

]

r
r
*1

r
r
*0,5

r
r
*1,5

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 1.4
Tempo [s]

-0.2

0

0.2

qr
 [

W
b

]



177 
 

 
 

 

Figura C.2 – Variação paramétrica da resistência de rotor: resposta de torque. 

O aumento de 1,5 vezes em 𝑟  causa um grande erro de fluxo, mas a velocidade consegue 

se recuperar. Quando 𝑟  cai pela metade, há oscilação na frequência de referência ωe*, trazendo 

oscilação no enlace de fluxo de rotor, no conjugado de referência e no desenvolvido e, por fim, 

na velocidade, mesmo em regime permanente. 

 

Figura C.3 – Variação paramétrica da resistência de rotor: frequência angular de referência. 

Em razão da perda de orientação de campo, impacta-se a estimativa da corrente de 

referência 𝑖∗ , que depende das correntes de referência de eixo direto e em quadratura. A 

corrente 𝑖∗  é essencial para a determinação das correntes de referência para o Subespaço-Z, 

que também sofrerão imperfeições. Portanto, as correntes de fase não apresentarão amplitudes 

iguais, mas com leves variações, como mostram as Figuras C.4 e C.5. 
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Figura C.4 – Variação paramétrica da 

resistência de rotor: elevação de 50 %, 

correntes de fase. 

 

Figura C.5 – Variação paramétrica da 

resistência de rotor: redução de 50 %, 

correntes de fase. 

C-1.2. Erro na estimação da inércia do motor 

Na sequência, é avaliado o impacto dos erros de ± 20 % da estimação da inércia referida ao 

eixo do motor. O controle de velocidade empregado possui apenas ação feedback. Como 

exposto na Figura C.6 (a), frequência de corte da malha de velocidade diminui levemente com 

o aumento de 𝐽. Seu aumento desloca um pouco para cima o trecho de alta frequência da curva 

de rigidez dinâmica da malha de velocidade, Figura C.6 (b), sem influenciar nas regiões de 

baixa frequência, pois 𝐽 aparece multiplicando o termo 𝑠  na equação da rigidez dinâmica, 

equação (4.11). Apesar disso, notam-se que essas variações do momento de inércia do sistema 

mecânico não provocam grandes alterações nas curvas de rigidez dinâmica. 

As simulações com controle foram realizadas para esses três valores de inércia do motor. 

O erro na estimação da inércia do motor não afetou o controle de correntes, que permaneceram 

com amplitudes iguais. Como mostrado na Figura C.6, o aumento de J não influencia nas 

regiões de baixa frequência. Dessa forma, a frequência de corte da malha de velocidade (terceiro 

e mais rápido zero) também varia ligeiramente com 𝐽. Mesmo assim, notam-se que variações 

do momento de inércia do sistema mecânico não provocam grandes alterações nas curvas de 

rigidez dinâmica. O torque desenvolvido pelo motor com e sem erro na estimação desse 

parâmetro é ilustrado na Figura C.7. As diferenças ocorrem durante a partida da máquina, pela 

produção de um valor médio de torque superior, sendo que, com a inércia do motor maior do 

que estimada, existe uma pulsação de torque um pouco maior que nos outros casos. 
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(a) 

 
(b) 

Figura C.6 – Variação da inércia do motor: (a) resposta em frequência da malha de velocidade, 

(b) rigidez dinâmica. 

 
Figura C.7 – Erros na estimação da inércia: resposta de torque. 
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C-2. Erro de medição de corrente 

O sensor de corrente LKSR 15-NP é adequado para a medição de correntes do protótipo 

dessa máquina. Ele possui um atraso máximo de 0,4 μs para chegar a 90 % do valor medido, e 

um erro total de 0,7 % de seu valor de corrente segundo sua categoria, que é 15 A. Essas 

imperfeições do sensor foram modeladas no Simulink como um erro c.c. de 0,105A positivo em 

quatro correntes e um atraso de 0,4 μs. Foram considerados um erro de -0,105 A e atraso de 0,2 

μs nas outras quatro correntes. A Figura C.8 mostra que o torque apresenta uma oscilação um 

pouco mais forte na frequência fundamental das correntes.  

 
(a) 

 
(b) 

Figura C.8 – Erros na medição de corrente: resposta de torque. 

Já a amplitude das correntes de fase praticamente não sofre alteração, como expõe a Figura 

C.9. 

 

Figura C.9 – Erros na medição de corrente: correntes de fase na MI9F. 

 

 

 

1.39 1.392 1.394 1.396 1.398 1.4
Tempo [s]

9.6

9.7

9.8

9.9

10

T
or

qu
e 

[N
m

]

Tm
Carga

1.39 1.392 1.394 1.396 1.398 1.4
Tempo [s]

-8

-4

0

4

8

C
or

re
nt

es
 [

A
]



181 
 

 
 

C-3. Ruído em medição de corrente 

Para representar os efeitos de interferência eletromagnética vinda de outros 

equipamentos, foi adicionado ruído branco na medição das correntes de fase (Figura C.10) que 

são encaminhadas ao controle, e o conteúdo harmônico das correntes medidas pode ser visto na 

Figura C.11. As tensões de fase da Figura C.12 possuem ruídos e podem ser decompostas no 

plano 𝛼𝛽, como apresenta a Figura C.13, e no Subespaço-Z, como se vê na Figura C.14.  Devido 

à matriz de decomposição [𝑇8], pouco ruído aparece nas tensões no plano 𝛼𝛽, mas estão 

presentes nas tensões do Subespaço-Z. 

Figura C.10 – Correntes de fase medidas com 

ruído. 

Figura C.11 – Conteúdo harmônico das 

correntes de fase medidas com ruído branco. 

 

 

Figura C.12 – Ruídos na medição de corrente: Tensões de fase. 
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Figura C.13 – Ruídos na medição de corrente: Tensões no plano 𝜶𝜷. 

 

Figura C.14 – Ruídos na medição de corrente: Tensões no Subespaço-Z. 

A modelagem da MI9F no subespaço-Z é uma dinâmica R-L, que filtra esse ruído, e 

então as correntes de fase da máquina são senoidais livres de ruído e ainda possuem amplitudes 

iguais, como traz a Figura C.15. O torque desenvolvido é livre de pulsações, Figura C.16.  

 
Figura C.15 – Correntes de fase do motor, senoidais e livres de ruído. 
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Figura C.16 – Ruídos na medição de corrente: Torque desenvolvido. 

C-4. Erro de medição de velocidade 

A medição de velocidade para fins de controle necessita de grande exatidão, pois o 

sistema de controle precisa controlar o escorregamento em máquinas de indução. Nesta 

máquina, o escorregamento nominal é 60 rpm, e uma medição adequada de velocidade deve ter 

um erro de até 6 rpm (10 %). Existem sistemas de medição baseados em encoder de alta 

resolução, como os de 18 bits ou acima. 

Realiza-se uma simulação com um erro de velocidade de 6 rpm. Como a referência de 

velocidade é 7140 rpm, a Figura C.17 mostra que o motor gira a 7134 rpm em regime 

permanente. O erro de velocidade é de 0,084 % em relação à referência. O torque pulsante de 

segundo harmônico é baixo, com 1% de pico. A Figura C.18 exibe o enlace de fluxo de rotor 

em referencial síncrono, indicando que o controle não sofre perda de orientação, já que o erro 

de medição de velocidade deve ser baixo. 
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Figura C.17 – Erro na medição de velocidade: velocidade e torque desenvolvidos. 

 

Figura C.18 – Erro na medição de velocidade: enlace de fluxo de rotor em referencial síncrono. 

As correntes de estator em referencial síncrono terão um erro em regime permanente da 

menor que 10 %, como é visto na Figura C.19. Por fim, a Figura C.20 apresenta as correntes de 

fase do motor, todas com amplitudes ainda iguais. Essas correntes se somam para zero. 
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máquinas elétricas, a qualidade do controle de correntes e de velocidade é pouco afetada, 

mesmo para uma fase aberta. 

 

Figura C.19 – Erro na medição de velocidade: correntes de estator em referencial síncrono. 

 

Figura C.20 – Erro na medição de velocidade: correntes de estator em referencial síncrono. 

C-5. Controle discretizado e efeito da frequência de amostragem 

Em situações reais de controle de acionamentos, muitas vezes o controle é implementado 

em processadores digitais de sinais, em que o funcionamento é em tempo discreto e os sinais 

medidos são amostrados, assim como é feito no Apêndice D. Nesta simulação, ainda em 

Matlab/Simulink, o sistema de controle está em tempo discreto, e as medições de corrente e de 

velocidade do motor são amostradas a uma frequência de 32 vezes a frequência nominal (7680 

Hz).  

Como mostra a Figura C.21, o torque pulsante de segundo harmônico se mantém muito 

baixo, inferior a 1%, mas apresenta uma pulsação de alta frequência, referente à frequência de 

amostragem. A Figura C.22 apresenta as correntes de fase, que sofrem um pequeno impacto e 
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resultam em uma corrente de neutro de 0,5 A. A Figura C.23 traz as correntes de estator em 

referencial síncrono. Essas correntes dq também apresentarão ripple na frequência de 

amostragem e também um erro em regime permanente (10 %), devido à não-idealidade do 

sistema de amostragem e controle.  

 

Figura C.21 – Controle discretizado e amostragem dos sinais: torque desenvolvido. 

 

Figura C.22 – Controle discretizado e amostragem dos sinais: correntes de fase do motor. 

 

Figura C.23 – Controle discretizado e amostragem dos sinais: correntes de estator em 

referencial síncrono. 
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Apêndice D  

Resultados de Simulação em Tempo Real 

 

 

As técnicas de controle desenvolvidas no Capítulo 3 são implementadas em um processador 

digital de sinais (DSP) para controlar uma MI9F com fases abertas utilizando simulação em 

tempo real, por meio de hardware in the loop com o uso do Typhoon HIL. 

D-1. Introdução 

A Figura D.1 apresenta o Typhoon HIL 604, um equipamento que irá conter todo o modelo 

da MI9F e o inversor de nove fases. O controle será realizado pelo DSP TMS320F28335 da 

Texas Instruments, que pode ser diretamente conectado ao HIL pela placa de interface da Figura 

D.2. 

 

Figura D.1 – Hardware-in-the-loop Typhoon HIL 604. 

 

Figura D.2 – Typhoon HIL DSP Interface 3.1. 

A etapa experimental com o uso do HIL servirá de ponte para um futuro experimento no 

protótipo real da máquina de indução de nove fases em malha fechada. Com o HIL, pode-se 
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“debugar” o controle desenvolvido, que será carregado no DSP, podendo ser testado no modelo 

da MI9F do próprio Typhoon HIL. É importante citar que esse modelo passou por ajustes pela 

equipe Typhoon HIL a pedidos para que se pudesse analisar a operação com fase aberta. 

D-1 Malha Aberta 

O software do Typhoon HIL possui o modelo de uma máquina de indução de nove fases, 

mas que foi adaptado para representar a falha de fase aberta na sua versão 2021.4. É colocado 

um resistor de 3 kΩ (o valor máximo permitido para esta simulação) em série com a fase A1, 

para emular uma fase aberta.  

D-2.1. Malha Aberta: Alimentação com Fontes Senoidais 

Utilizando-se os mesmos parâmetros de circuito equivalente empregados nos Capítulos 3 e 

4, e alimentando-se com fontes senoidais de 240 Hz e 254 Vrms por fase, sem conexão de 

neutro, os resultados para as correntes de fase coincidem com aqueles do modelo desenvolvido 

em (DE SOUZA, 2017), como mostra a Figura D.3. As correntes mais afetadas são das fases 

adjacentes do tempo 𝐼 =  8,987 𝐴 e 𝐼 =  8,884 𝐴. Apresenta-se também a medição do 

módulo do enlace de fluxo de rotor, que é diferente daquele obtido no modelo desenvolvido no 

Matlab/Simulink, apesar de que as correntes de fase coincidem. Mesmo com a máquina 

balanceada, esse fluxo menor foi constatado, e pode apontar a um problema do modelo presente 

no Typhoon HIL. Apesar disso, as demais grandezas coincidiram com os resultados obtidos no 

modelo desenvolvido no Matlab/Simulink, inclusive a velocidade a velocidade do motor se 

estabiliza em 7137 rpm. 

Ocorre uma pequena diferença na pulsação de torque: 0,93 Nm de pico a pico em 480 Hz. 

O torque pulsa então de 8,8 a 10,73 Nm, com valor médio de 9,8 Nm. O valor de pico das 

correntes de estator em referencial estacionário valem 𝑖 = 15,338A e 𝑖 = 15,6512A.  

O modelo desenvolvido em (DE SOUZA, 2017) considerava que as tensões aplicadas às 

fases da máquina seriam as tensões de fase da fonte, mas havia uma adaptação no cálculo das 

correntes de fase para o fato da não existência da conexão de neutro. Nesse caso, o torque 

pulsante obtido foi de 0,8 Nm, aproximadamente, e que coincide com o cálculo realizado 
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seguindo (KIANINEZHAD et al., 2008). Por outro lado, foi feita uma nova simulação no 

Matlab/Simulink do modelo desenvolvido em (DE SOUZA, 2017), sem a adaptação no cálculo 

das correntes de fase, porém com a diferença de que as fases da máquina são representadas por 

fontes de correntes, e a fase aberta por um resistor de 1 MΩ. Elas são então conectadas às fontes 

de tensões senoidais, sem conexão de neutro. Nesse nova simulação, obteve-se a pulsação de 

torque de 0,93 Nm e as mesmas correntes resultantes da simulação em tempo real no HIL (que 

são as mesmas correntes do modelo adaptado de (DE SOUZA, 2017)). De fato, existe uma 

pequena tensão de neutro (cerca de 4V de pico na frequência fundamental). 

 
Figura D.3 – Malha aberta, alimentação com tensões balanceadas senoidais e condição nominal, 

fase A1 aberta. 

D-2.2. Malha Aberta: Alimentação com inversor de frequência 

Na sequência, são adicionados três inversores de frequência trifásicos, como ilustra a Figura 

D.4, comandados pelo DSP para a partida com V/f constante. A tensão do barramento CC 

utilizada é 718,52 V. A frequência de chaveamento é 7680 Hz, a um índice de modulação de 

frequência de 32, o mesmo valor que foi necessário nas abordagens com controle de correntes 

da seção 4.2.1.  
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Figura D.4 – Esquemático montado no software do Typhoon HIL. 

A. Condição balanceada – Malha aberta 

Primeiramente é avaliada uma condição de frequência mais baixa, 60 Hz, e com a máquina 

balanceada (retirando-se o resistor em série com a fase A1). A Figura D.5 traz os resultados 

após regime permanente sob carga de 3 Nm. A Figura D.6 tem a FFT dessas grandezas. O 

torque não possui harmônicos de baixa frequência significativos, mas a tensão e as correntes os 

apresentam.  

Outro ponto são as amplitudes das componentes fundamentais das correntes variarem. Foi 

realizada também uma simulação balanceada com inversor, mas modulador interno ao 

esquemático do Typhoon HIL (sem utilizar DSP), e os valores de pico das componentes 

fundamentais variaram de 4,2 A até 4,9 A. Também na simulação com modulador interno, 

foram observados harmônicos de baixa frequência na tensão e correntes.  
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Figura D.5 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário, tensão de 

linha e correntes de fase, na condição balanceada em malha aberta, alimentação com inversor 

de frequência comandado pelo DSP, a 60Hz. 

 

Figura D.6 – FFT dos Resultados, na condição balanceada em malha aberta, alimentação com 

inversor de frequência comandado pelo DSP, a 60Hz. 

 

 



192 
 

 
 

Já na frequência nominal de 240 Hz, sob carga nominal de 9,8 Nm, ainda em malha aberta, 

são obtidos os resultados da Figura D.7. A Figura D.8 mostra que não há harmônicos de baixa 

frequência significativos na tensão, no torque e nas correntes. Pode-se observar que as 

amplitudes das correntes variam um pouco, mesmo em condições balanceadas. As amplitudes 

das componentes fundamentais das correntes de fase variam de 6,86 a 7,15 A de pico, 

aproximadamente. 

 

Figura D.7 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário, tensão de 

linha e correntes de fase, na condição balanceada em malha aberta, alimentação com inversor 

de frequência comandado pelo DSP, a 240 Hz. 

 

Figura D.8 – FFT dos Resultados, na condição balanceada em malha aberta, alimentação com 

inversor de frequência comandado pelo DSP, a 240 Hz. 
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B. Condição de fase aberta – Malha aberta 

O resistor de 3 kΩ é colocado em série com a fase A1. Primeiramente, comandando à 

frequência de 60 Hz, a Figura D.9 apresenta os resultados após o regime permanente da 

aplicação de carga de 3 Nm. A corrente em referencial estacionário 𝑖  se torna maior que a 

corrente 𝑖 , justamente no sentido contrário do que seria necessário para a eliminação do 

torque pulsante. Como mostrado pela Figura D.10, o torque possui uma componente de segundo 

harmônico em 120 Hz que vale 0,9 Nm de pico. 

 

Figura D.9 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário, tensão de 

linha e correntes de fase, na condição de fase aberta em malha aberta, alimentação com inversor 

de frequência comandado pelo DSP, a 60 Hz. 
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Figura D.10 – FFT dos Resultados, na condição de fase aberta e em malha aberta, alimentação 

com inversor de frequência comandado pelo DSP, a 60 Hz. 

Com frequência e carga nominais, são obtidos os resultados da Figura D.11. O torque 

pulsante em 480 Hz tem a amplitude de 1,4 Nm, conforme pode ser visto na Figura D.12. 

 

Figura D.11 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário, tensão de 

linha e correntes de fase, na condição de fase aberta em malha aberta, alimentação com inversor 

de frequência comandado pelo DSP, a 240 Hz. 
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Figura D.12 – FFT dos Resultados, na condição de fase aberta e em malha aberta, alimentação 

com inversor de frequência comandado pelo DSP, a 240 Hz. 

D-2 Malha Fechada 

Nesta etapa, utiliza-se controle de correntes de eixo direto (para controle de fluxo 

magnético) e de eixo em quadratura (para controle de torque). Os ganhos dos controladores de 

correntes e de velocidade são calculados da mesma forma como mostrado na seção 3.4, mas 

para a frequência de chaveamento de 7680 Hz). O ganho do controlador proporcional de 

corrente utilizado foi, portanto, 𝑅 =  25,25 Ω. Os ganhos do controlador de velocidade 

precisaram ser reduzidos a um décimo do valor calculado, então 𝑏 =  0,95 e 𝑘 =  41,8. Não 

é empregado controle de correntes do subespaço Z, e as tensões desse subespaço já são 

comandadas para 0 V. A tensão do barramento CC também é 718,52 V. 

D-3.1. Condição balanceada – Controle de correntes em referencial síncrono 
 

Com a máquina balanceada, a componente feedfoward do controle de correntes são as 

equações de tensões assim como para uma máquina equilibrada (Figura 3.8). Com velocidade 

de referência de 1780 rpm e após o transitório de aplicação da carga de 3 Nm, o torque, as 
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correntes de estator em referencial estacionário e as correntes de fase são apresentadas na Figura 

D.13. A Figura D.14 mostra a FFT dessas grandezas.  

 

Figura D.13 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário e correntes 

de fase, na condição balanceada com controle de correntes em referencial síncrono 

implementado pelo DSP, a 60 Hz. 

 

Figura D.14 – FFT dos Resultados, na condição balanceada com controle de correntes em 

referencial síncrono implementado pelo DSP, a 60 Hz. 

As correntes em referencial estacionário possuem o mesmo valor de pico para as 

componentes fundamentais e não apresentam harmônicos de baixa ordem significativos, assim 
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como o torque. As correntes de fase possuem 5° e 7° harmônicos. As simulações em tempo real 

a 60 Hz estão todas com harmônicos de baixa frequência, mesmo em malha aberta na 

alimentação com inversor com modulação interna ao esquemático do Typhoon HIL. 

Na abordagem em condição nominal a 240 Hz, a referência de velocidade teve o valor de 

7140 Hz. Após o transitório da aplicação da carga de 9,8 Nm, o modelo de MI9F do Typhoon 

HIL resultou nas grandezas apresentadas na Figura D.15. Torque e correntes não possuem 

harmônicos de baixa ordem significativos, como ilustra a Figura D.16. 

 

Figura D.15 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário e correntes 

de fase, na condição balanceada com controle de correntes em referencial síncrono 

implementado pelo DSP, a 240 Hz. 
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Figura D.16 – FFT dos Resultados, na condição balanceada com controle de correntes em 

referencial síncrono implementado pelo DSP, a 240 Hz. 

D-3.2. Condição de fase aberta – Controle de correntes em referencial síncrono 
 

Na situação de fase aberta, e com controle adaptado para este caso, na frequência de 60 Hz, 

a pulsação de torque de segundo harmônico é praticamente eliminada, como sugerem as Figuras 

D.17 e D.18. A relação entre os valores de pico das componentes fundamentais das correntes 

𝑖  e 𝑖  é de 1,1185, muito próximo do valor de 1,133 calculado de acordo com a literatura 

(KIANINEZHAD et al., 2008), apresentado previamente em (3.5). As amplitudes das 

componentes fundamentais das correntes de fase variam de 3 a 6,14 A, já que não há controle 

de correntes do subespaço-Z nesta abordagem. 

A 240 Hz, têm-se os resultados das Figuras D.19 e D.20. Ainda existe um torque pulsante 

de 0,9 Nm de pico na frequência de 480 Hz, menor do que em aquele verificado em malha 

aberta (1,4 Nm), mas que não foi eliminado possivelmente devido a limitações da ordem de 

hardware. Os testes foram iniciados na frequência de 5040 Hz, e a pulsação de torque de 

segundo harmônico foi sendo reduzida à medida em que se empregavam frequências de 

chaveamento / amostragem maiores. Entretanto, não foi possível utilizar uma frequência de 

chaveamento / amostragem maior do que 7680 Hz. As amplitudes das componentes 

fundamentais das correntes de fase variam de 6 a 10,2 A. 
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Figura D.17 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário e correntes 

de fase, na condição de fase aberta com controle de correntes em referencial síncrono 

implementado pelo DSP, a 60 Hz. 

 

Figura D.18 – FFT dos Resultados, na condição de fase aberta com controle de correntes em 

referencial síncrono implementado pelo DSP, a 60 Hz. 
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Figura D.19 – Resultados de torque, correntes de estator em referencial estacionário e correntes 

de fase, na condição de fase aberta com controle de correntes em referencial síncrono 

implementado pelo DSP, a 240 Hz. 

 

Figura D.20 – FFT dos Resultados, na condição de fase aberta com controle de correntes em 

referencial síncrono implementado pelo DSP, a 240 Hz. 
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D-3 Conclusão 

Os resultados de simulação em tempo real no modelo da MI9F do próprio Typhoon HIL são 

muito próximos daqueles obtidos nos modelos desenvolvidos ao longo deste trabalho em 

Matlab/Simulink. Na operação com fase aberta e com controle adequado a essa falha, ocorreu 

eliminação do torque pulsante de segundo harmônico para uma frequência mais baixa que a 

nominal, como de 60 Hz. A 240 Hz, por limitações possivelmente de hardware, ocorreu uma 

redução do torque pulsante, mas não uma eliminação.  

As tentativas de realizar controle das correntes do subespaço-Z tanto para roteamento de 

potência, quanto para obter correntes com a mesma magnitude em fase aberta, não foram bem 

sucedidas. Nesses casos, não foi possível utilizar uma frequência de chaveamento e amostragem 

superior a 5040 Hz. Além disso, nas simulações balanceadas em malha aberta com inversor 

mesmo com modulação interna no modelo do HIL (sem DSP), as correntes de fase variavam 

significativamente suas amplitudes. 

De fato, o modelo da MI9F do Typhoon HIL necessita ser revisto. Por isso, optou-se também 

pelas co-simulações entre Simulink e Maxwell, do Capítulo 5, para buscar a validade dos 

modelos e técnicas de controle desenvolvidas neste trabalho. 
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Apêndice E  

Cálculos de Confiabilidade em um Acionamento Eneafásico 

 

A tolerância a falhas é uma característica inerente de acionamentos multifásicos, e isso 

sugere uma maior confiabilidade destes acionamentos, como amplamente é considerado na 

literatura (LEVI; BARRERO; DURAN, 2016). Entretanto, não se encontram estatísticas 

conclusivas para quantificar esse aumento. Este capítulo estuda a confiabilidade dos 

acionamentos multifásicos, trazendo definições e cálculos de confiabilidade para inversores 

trifásicos e de nove fases, com ou sem tolerância a falha. Será mostrado como a capacidade de 

operar com fases abertas eleva a confiabilidade do acionamento multifásico. 

E-1 Introdução 

A confiabilidade é a capacidade de um equipamento de não falhar em operação, 

expressando em números a probabilidade de um equipamento operar sem falha por um dado 

intervalo de tempo em um ambiente para o qual ele foi projetado (BAZOVSKY, 2004). A 

confiabilidade de um produto depende das condições (ambientais e de cargas) no qual elas são 

impostas (KAPUR; PECHT, 2014). Uma definição amplamente aceita é “Confiabilidade é a 

probabilidade de um dispositivo cumprir seu propósito adequadamente para o período de tempo 

pretendido sob as condições de operação encontradas” (BAZOVSKY, 2004).  

Definir uma operação adequada depende do que se julga como satisfatório em uma 

operação, e isso deve ser precisamente definido para os estudos de confiabilidade. No contexto 

de probabilidade, o desempenho satisfatório é diretamente relacionado aos conceitos de falha e 

mau-funcionamento. Uma vez que o “desempenho adequado” ou sucesso for claramente 

definido para um caso específico, então a avaliação da confiabilidade pode se iniciar. Pode-se 

considerar por exemplo, que uma operação dentro dos limites aceitáveis é considerada como 

adequada ou satisfatória, e fora desses limites especificados, é considerada inadequada 

(BAZOVSKY, 2004). A palavra “adequadamente” pode permitir que algumas operações a uma 

capacidade reduzida possam ser incluídas nos cálculos de confiabilidade (HAMMOND, 2002).  
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A teoria da confiabilidade distingue três tipos característicos de falhas, excluindo danos 

causados por manuseio descuidado, armazenamento, ou operação imprópria por parte do 

usuário, que podem ser inerentes ao equipamento e ocorrem sem alguma culpa por parte do 

operador. A distinção de falhas nesses três tipos existe por duas razões. A primeira é que cada 

um desses tipos de falhas segue uma específica distribuição estatística e, portanto, requerem 

diferentes tratamentos matemáticos. A segunda razão é o fato de existirem diferentes métodos 

para a sua eliminação ou redução (BAZOVSKY, 2004). Os três tipos de falha considerados são 

representados na “curva da banheira”, da Figura E.1.  

 

Figura E.1 – Taxa de falhas ao longo do tempo para um dispositivo (RICHARDEAU; PHAM, 

2013). 

Primeiramente, existem falhas que podem ocorrer na vida inicial de um componente. Essas 

são chamadas de falhas prematuras e são, na maioria dos casos, resultados de técnicas de 

manufatura e controle de qualidade pobres durante o processo de produção. Elas podem ser 

eliminadas por uma sequência de testes iniciais (BAZOVSKY, 2004). 

Um outro tipo de falhas são aquelas causadas pelo desgaste dos componentes. Elas ocorrem 

em equipamentos que não são propriamente mantidos. Falhas por desgaste são um sintoma de 

envelhecimento de um dispositivo. Na maioria dos casos, as falhas por desgaste podem ser 

prevenidas, por exemplo, com a substituições de partes acessíveis de um equipamento em 

intervalo de tempo regulares (BAZOVSKY, 2004). 

Por fim, existem as falhas “aleatórias”, que nem bons processos de testes ou as melhores 

práticas de manutenção podem eliminar. Essas falhas são causadas por repentinos acúmulos de 

estresse além daquele para o qual um componente foi projetado. Falhas aleatórias ocorrem em 

intervalos randômicos, irregularmente e inesperadamente. Não se pode prever quando uma 

falha aleatória irá ocorrer, mas elas obedecem a certas regras de comportamentos coletivos tal 

que a frequência da sua ocorrência durante períodos suficientemente longos é aproximadamente 
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constante (BAZOVSKY, 2004).  Exceto em modos onde há ciclos de carga e temperatura, os 

dispositivos eletrônicos possuem uma vida útil muito longa, na qual se pode considerar a taxa 

de falhas constante e igual a 𝜆 (RICHARDEAU; PHAM, 2013), como mostrado na curva da 

banheira. A probabilidade da ocorrência das falhas aleatórias durante a vida útil de um 

equipamento para um dado intervalo de tempo pode ser calculada por meio da teoria de 

probabilidade (BAZOVSKY, 2004).  

Se evitadas as falhas prematuras e as falhas por desgaste adequadamente, então as falhas 

que ainda ocorrerem durante a vida operacional de um equipamento serão muito provavelmente 

falhas aleatórias. Quando um equipamento se encontra em estado de uso operacional, sua 

medida de confiabilidade é determinada pela frequência das falhas aleatórias. A frequência na 

qual as falhas e mau-funcionamento ocorre é utilizada como um parâmetro para a formulação 

matemática da confiabilidade: a taxa de falha. Ela é normalmente medida em número de falhas 

por hora de operação (BAZOVSKY, 2004). Taxa de falha também pode ser medida em “FIT” 

(failures in time), que significa 1 falha em 109 horas (1 𝐹𝐼𝑇 =  10 /ℎ). 

E-2 Cálculos de Confiabilidade 

A função de confiabilidade 𝑅(𝑡) pode ser dada por (RICHARDEAU; PHAM, 2013): 

𝑅(𝑡) = 1 − 𝑈(𝑡) =
𝑁(𝑡)

𝑁(𝑡 )
,  (E.1) 

onde 𝑁(𝑡) é o número de dispositivos funcionais num momento 𝑡, 𝑁(𝑡 ) é o número de 

dispositivos funcionais no momento inicial 𝑡 , e 𝑈(𝑡) é uma função complementar à 

confiabilidade, ou função de inconfiabilidade, que denota a chance de um dispositivo falhar. É 

válido que 𝑅(0) = 1 e 𝑅(∞) = 0, ou seja, num momento inicial, todos os dispositivos estão 

funcionando, e no tempo tendendo a infinito, todos eles falham. 

Considerando-se as falhas aleatórias, o número esperado de falhas é o mesmo para períodos 

de operação igualmente longos. A função de confiabilidade é matematicamente definida como 

(BAZOVSKY, 2004) 

𝑅(𝑡) = 𝑒   (E.2) 

Onde 𝜆 é uma constante denominada “taxa de falhas aleatórias”, e 𝑡 é um tempo de operação 

arbitrário. A confiabilidade, definida dessa forma, é válida para dispositivos propriamente 
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testados, que não estão sujeitos às falhas prematuras, e que ainda não sofreram nenhum grau de 

danos devido a desgaste ou degradação de seu desempenho causado pelo envelhecimento. O 

período da vida de um dispositivo no qual (E.2) é válida é referido como a sua vida útil. Então, 

em (E.2), o valor utilizado de 𝑡 não pode exceder a vida útil do dispositivo, pois a taxa de falhas 

irá crescer rapidamente (configurando as falhas por desgaste) (BAZOVSKY, 2004).  

O tempo 𝑡 não é uma medida de tempo de calendário desde quando um equipamento era 

novo. O tempo 𝑡 conta apenas as horas de um intervalo arbitrário, com 𝑡 =  0 designando o 

início desse período considerado. Isto é,  𝑡 =  0 não significa o momento em que um 

dispositivo entrou em serviço pela primeira vez. Uma observação importante é que a 

confiabilidade de um dispositivo devidamente testado é constante para intervalos de tempo de 

operação de igual tamanho dentro de sua vida útil, dado que o dispositivo sobreviveu a 

operações anteriores. Por exemplo, para um dispositivo com uma vida útil de 1000 horas, a 

confiabilidade é a mesma para as 10 primeiras horas de operação dentro de sua vida útil e para 

o intervalo de tempo de 990 a 1000 horas, se o dispositivo tiver sobrevivido até as 990 horas 

(BAZOVSKY, 2004).  

A confiabilidade de um equipamento complexo depende da confiabilidade de seus 

componentes (BAZOVSKY, 2004). Considerando-se um equipamento composto por 𝑁 itens 

iguais, que não toleram nenhuma falha, se a probabilidade de um único item de sobreviver a 

um dado intervalo for 𝑅, então a probabilidade do equipamento como um todo sobreviver nesse 

mesmo intervalo é 𝑅 . Entretanto, se esse equipamento puder tolerar a falha em um item, então 

a confiabilidade do sistema será maior (BAZOVSKY, 2004): 

𝑅 = 𝑅 + 𝑁 ∙ 𝑅 ∙ (1 − 𝑅)  (E.3) 

Isso demonstra que a tolerância a falhas inerentemente aumenta a confiabilidade (HAMMOND, 

2002). Por exemplo, se a confiabilidade de uma fase de um inversor de nove fases for de 99 % 

para um período de tempo arbitrário, a confiabilidade das nove fases será de 91,35 %, caso não 

seja tolerada falha. Se houver tolerância a falha de uma fase, a confiabilidade total aumenta 

para 99,66 %. Devido à tolerância a falhas de acionamentos multifásicos, existe uma 

expectativa de que ele seja mais confiável do que um acionamento trifásico de mesma potência.  

Mais cálculos comparativos são feitos a seguir, considerando uma aplicação, embora ainda 

sejam preliminares. São cálculos visando uma figura de comparação em termos de 

confiabilidade de acionamentos eneafásicos e de trifásicos, sendo que existem algumas 

suposições devido à dificuldade de encontrar algumas informações na literatura. 
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A. Comparação entre a confiabilidade de um inversor trifásico e um inversor de 
nove fases 

Em (BASTOS et al., 2019), um conversor trifásico de três níveis NPC de 3300 V e 7 MVA 

a IGCTs (Integrated Gate-Commutated Thyristor) é comparado a uma solução alternativa de 

um conversor de nove fases a dois níveis a IGBTs, reduzindo-se a tensão por fase a um terço 

para manter a mesma potência. Baseando-se no levantamento feito pela ABB Switzerland Ltd 

(CLAUSEN; BACKLUND, 2011) para um conversor de 8 MVA, será considerada nesta 

subseção uma taxa de falhas constante de 320 FIT para cada IGCT (considerando também o 

diodo de roda-livre) e, para cada IGBT de alta tensão (com seu gate-driver e diodo de roda-

livre), 400 FIT, supondo não haver alterações nos estressores (como tensão e temperatura) ao 

longo do tempo de operação.  

Como o conversor trifásico de três níveis NPC (neutral point clamped) possui quatro IGCTs 

por fase, não tolerando falhas, então a taxa de falhas desse conversor trifásico é 

(RICHARDEAU; PHAM, 2013), (TU; YANG; WANG, 2018): 

𝜆 , á = 3 ∙ 4 ∙ 320 = 3840 𝐹𝐼𝑇.  (E.4) 

A função de confiabilidade para o conversor trifásico será, com isso: 

𝑅 á (𝑡) = 𝑒 , á    (E.5) 

Para o conversor de nove fases, há dois IGBTs por fase, então a taxa de falhas relacionada 

a uma fase é 𝜆 = 2 ∙ 400 = 800 𝐹𝐼𝑇. Nesse conversor eneafásico, considera-se a tolerância a 

falha de uma fase. O cálculo da confiabilidade será baseado na modelagem por redundância 

“(n-1)-out-of-n”, que significa, para 𝑛 =  9 fases, que o conversor pode funcionar com oito ou 

nove fases operantes dentre suas nove fases (RICHARDEAU; PHAM, 2013). Se, antes da 

ocorrência da falha de uma fase, o conversor operava com 𝑛 =  9 fases a uma taxa de falhas 

𝜆 , por fase, e, após a falha, as outras 𝑛 −  1 =  8 fases continuarem trabalhando com uma 

nova taxa de falhas 𝜆 , então a função de confiabilidade é (RICHARDEAU; PHAM, 2013): 

𝑅( ) (𝑡) = 𝑒 +
1

1 −
𝑛 − 1

𝑛
∙

𝜆
𝜆

∙ 𝑒 ( ) − 𝑒   (E.6) 

Para esta análise inicial, será considerado que, mesmo após a falha, o conversor continue 

operando a 1 pu de correntes de fase (todas com amplitudes iguais), sendo aceito um derating 

de torque, como 0,74 pu, calculado na Seção 4.2.1. Nesse caso, o controle para uma máquina 



207 
 

 
 

de indução de nove fases com fase aberta estaria adequado para aplicar efetivamente o Método 

das Amplitudes Iguais. Com isso, supõe-se que os IGBTs das oito fases operantes continuarão 

com a mesma temperatura de junção e o mesmo estresse, uma vez que a tensão de fase também 

se mantém muito próxima da operação balanceada, como foi mostrado no Capítulo 4. Isso 

também não alteraria o índice de modulação em amplitude do PWM. Assim, aqui será 

considerado, por fase, 𝜆 = 𝜆 = 2 ∙ 400 = 800 𝐹𝐼𝑇. 

Com as formulações em (E.5) e (E.6), para um intervalo de 15 anos, são produzidos os 

gráficos para as funções de confiabilidade dos conversores trifásico e eneafásico com as 

considerações realizadas, mostrados na Figura E.2. Esse gráfico mostra que ao final de 15 anos, 

o conversor de nove fases ainda terá uma confiabilidade de 77,6 % (ou 22,4 % de chance de 

falhar), enquanto o trifásico, 60 % (ou 40 % de chance de falhar). Ao longo de todo o período 

mostrado, a confiabilidade do conversor eneafásico é maior que a do conversor trifásico. 

 

Figura E.2 – Comparativo de função de confiabilidade para um inversor trifásico de três níveis 

a IGCTs e um inversor eneafásico de dois níveis a IGBTs com tolerância a falha de uma fase. 

B. Cálculos de confiabilidade para um inversor de nove fases para diferentes 
temperaturas de junção do IGBT 

Nesta Subseção, serão feitas considerações diferentes daquelas utilizadas na Subseção A, 

cujo objetivo era comparar um inversor trifásico com um de nove fases. Aqui somente será 

considerado um inversor de nove fases, e as taxas de falha não serão tabeladas, mas calculadas, 

considerando que a temperatura de operação dos dispositivos pode se alterar devido à 

ocorrência de uma falta de fase aberta (sem derating de torque). 

Ainda para o conversor de nove fases sugerido em (BASTOS et al., 2019), seriam 

empregados dezoito módulos 5SNA 1500E250300 da ABB, composto por um IGBT e seu 
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diodo de roda-livre, de 1500 A e 2500 V. A tensão do barramento CC poderá ser um terço do 

que um acionamento trifásico demandaria: 𝑉 = (3300 ∙ √2)/3 = 1556 𝑉. Para a aplicação 

explorada em (BASTOS et al., 2019), a maior potência demandada do sistema é 3,65 MVA. As 

temperaturas de junção dos IGBTs, quando o inversor estiver operando com as nove fases 

balanceadas, chegariam a 117,78 °C (um módulo por dissipador, refrigeração a água, resistência 

térmica de 0,0175 °C/W do dissipador para o ar). Caso uma fase falhe, o inversor opera com as 

outras oito fases com uma corrente 16,19 % maior, para manter a mesma potência. Nessa 

situação, a temperatura de junção dos dezesseis IGBTs operantes aumentaria para 133,25 °C. 

Dentre os vários estressores para equipamentos eletrônicos (vibração, umidade, 

temperatura, etc.), a temperatura contribui para cerca de 55 % das distribuições de falhas 

(ZHOU; WANG; BLAABJERG, 2018). RICHARDEAU e PHAM (2013) apresentam uma 

formulação para o cálculo da taxa de falhas para IGBTs, onde os fatores estressantes como 

tensão e temperatura são considerados: 

 𝜆 = 𝜆 𝜋 𝜋 𝜋 𝜋 , (E.7) 

 em que 𝜆  é a taxa de falhas do dispositivo à temperatura de junção 𝑇 = 100 °𝐶. Os fatores 

estressantes são 𝜋  para temperaturas de junção diferentes de 100 °C, e 𝜋 , que representa uma 

aceleração devido a ruptura pela tensão entre coletor e emissor (RICHARDEAU; PHAM, 

2013): 

𝜋 = 𝑒
∙

 (E.8) 

𝜋 = 0,22𝑒
, ∙

_ _

_ . (E.9) 

Os fatores 𝜋  e 𝜋  são fatores devidos ao ambiente e fator de qualidade, respectivamente, mas 

que não serão considerados neste estudo. Para este IGBT, 𝑉 = 𝑉 = 1556 𝑉 e 

𝑉 _ = 2500 𝑉. Assumindo-se 𝜆 = 100 𝐹𝐼𝑇, então, para a operação balanceada, em que 

𝑇 = 117,8 °𝐶, a taxa de falhas calculada de acordo com (E.7) é 𝜆 = 111,6 𝐹𝐼𝑇. Havendo a 

perda de uma fase, a corrente das demais fases aumenta em 16,19 % para manter o mesmo 

torque, então  𝑇 = 133,25 °𝐶 e 𝜆 = 175,4 𝐹𝐼𝑇. 
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Será considerado que cada gate-driver possui uma taxa de falha de 150 FIT (CLAUSEN; 

BACKLUND, 2011), (STEIMER; APELDOORN; CARROLL, 2000). Assim, por fase do 

conversor, 𝜆 = 2 ∙ (𝜆 + 𝜆 ). A função de confiabilidade será calculada por 

(E.6) havendo a tolerância à perda de uma fase, com 𝑛 =  9.  

A Figura E.3 traz o gráfico da função de confiabilidade para três situações. A primeira é de 

um inversor de nove fases com tolerância a falha de uma fase, mas onde se permite um derating 

de torque após a falha, de forma a se manter a corrente das outras oito fases no mesmo valor 

pré-falta. Nessa primeira situação, 𝜆 = 𝜆 = 2 ∙ (111,6 + 150) = 523,2 𝐹𝐼𝑇. Na 

segunda situação, o inversor de nove fases também tolera a falha de uma fase, mas mantem a 

mesma potência após a falha. Então  𝜆 = 523,2 𝐹𝐼𝑇, mas 𝜆 = 2 ∙ (175,4 + 150) =

650,8 𝐹𝐼𝑇. A terceira situação não considera a tolerância a falha do inversor de nove fases. 

Nela, função de confiabilidade seria simplesmente 

𝑅 _ _ â (𝑡) = 𝑒 ∙  = 𝑒 ( ∙ )∙  . (E.10) 

 

Figura E.3 – Comparativo de função de confiabilidade para um inversor de nove fases. 

A função de confiabilidade de um inversor tolerante a falha de uma fase é significativamente 

aumentada. Após 20 anos, a confiabilidade do inversor tolerante a falhas é 81,69 % (ou 18,31 

% de chance de falhar), na condição de manter a mesma corrente. Já considerando um aumento 

na corrente após falta, a confiabilidade após 20 anos seria 78,45 % (ou 21,55% de chance de 

falhar). Já no caso de não se tolerar nenhuma falha, após 20 anos, a confiabilidade é reduzida 

para apenas 43,82 % (ou 56,18 % de chance de falhar). Também pode ser visto que em tempos 

curtos de missão, aumentar ou não a corrente dos módulos implica em pouca diferença de 

chance de falhar. Até cinco anos, o inversor de nove fases sem tolerância a falha possui 

praticamente 10 vezes mais chance de falhar do que o inversor tolerante a falha. Este também 

é um fato que mostra como a tolerância a falha aumenta expressivamente a confiabilidade. 
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E-3 Conclusão 

Cálculos preliminares demonstraram o aumento de confiabilidade de acionamentos de nove 

fases com relação aos trifásicos, tendo em vista que é possível uma operação tolerante a falha 

de uma fase aberta com a elevação de apenas 16,2 % nas correntes das demais fases. Estes 

cálculos são ilustrativos para se ter uma figura de comparação da confiabilidade dos 

acionamentos multifásicos e trifásicos. Cálculos mais atualizados são deixados como proposta 

de trabalho futuro. 
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