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Este trabalho apresenta o estudo do acionamento de um motor sincrono de ímãs 

permanentes (MSIP) pentafásico com controle tolerante a falta de fase. É apresentado 

um esquema de controle que permite que o MSIP pentafásico continue funcionando de 

forma segura e estável durante a falta de uma ou até duas fases, sem oscilação de torque 

e sem necessidade de nenhum componente e equipamento adicional, apenas ajustando a 

corrente nas fases remanescentes. Análise teórica, estudos de simulação e 

implementação prática, são etapas de realização deste trabalho. O estudo de simulação 

foi realizado no ambiente Matlab/Simulink/SimPowerSystems
®
. Os protótipos de um 

MSIP pentafásico de polos salientes, 11 kW, 220 V, 90 Hz, 6 polos e de um inversor 

pentafásico foram projetados e construídos. A implementação prática foi realizada 

utilizando os protótipos (MSIP e inversor) e um programa específico para uma placa de 

controle baseada no processador de sinais digitais TMS320F28335 da Texas 

Instruments, Inc. O esquema de controle tolerante a falta de fase foi validado por meio 

dos resultados de simulação e experimentais. 
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This work presents the study of a five phase permanent magnet synchronous 

motor (5PMSM) drive with phase fault tolerant control. A control scheme that enables 

5PMSM continue to function in a safe and stable condition during the loss of one or 

even two phases without torque ripple and without any components and additional 

equipment, just by adjusting the current in remaining phases is presented. The work 

comprehends a theoretical analysis, simulations studies, and experimental validation. 

The simulation studies was carried out in the Matlab/Simulink/SimPowerSystems
®

 

environment. The prototypes of a salient-pole 5PMSM, 11 kW, 220 V, 90 Hz, six pole 

and a five phase inverter was designed and built. Practical implementation was 

performed using the prototypes (5PMSM and five phase inverter) and a specific 

program for a control board based on TMS320F28335 digital signal processor from 

Texas Instruments, Inc.. The phase fault tolerante control scheme was validated by 

means of simulation and experimental results. 
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1. INTRODUÇÃO 

A utilização de propulsão diesel-elétrica em embarcações apresenta ganhos 

significativos em relação aos aspectos econômicos, técnicos e ambientais. No aspecto 

ambiental a utilização da propulsão elétrica permite a redução do consumo de 

combustível entre 30% a 40% em navios armadores e uma redução de gases poluentes 

entre 20% a 40% em navios com propulsor Azipod, quando comparada com a propulsão 

mecânica [1] [2]. A utilização da propulsão elétrica permite também atualização 

tecnológica que possibilitará no futuro substituir as atuais máquinas primárias (motores 

diesel, turbina a gás, ou turbinas a vapor) e geradores elétricos por novas tecnologias de 

geração de energia elétrica mais eficiente, renováveis e sustentáveis, incluindo 

equipamentos de conversão direta de energia, como células combustíveis [3].  

Dentre os motores considerados para propulsão elétrica, o motor síncrono de 

ímãs permanentes tem se mostrado como uma boa opção por apresentar maior 

eficiência, maior densidade de torque e menor volume [4] [5].  

A confiabilidade da propulsão elétrica é bastante superior, quando comparada à 

propulsão mecânica.  Pode-se aumentar a confiabilidade garantindo que o motor 

continue funcionando mesmo durante a ocorrência de uma falha.  

Os motores multifásicos, ao contrário dos motores trifásicos, podem continuar 

funcionando mesmo durante a ocorrência da perda de uma ou mais fases com controle 

individual das correntes nas fases remanescentes sem necessidade de mudança no 

arranjo físico, portanto o uso destes motores é adequado para aplicações que exigem alta 

confiabilidade como a propulsão elétrica de embarcações. Técnicas de controle 

apropriadas são necessárias para que o sistema de acionamento elétrico multifásico 

continue funcionando com as fases restantes, tornando-se tolerante a falta de fase e 

garantindo alta confiabilidade [6].  

1.1. Propulsão Elétrica de Embarcações 

O conceito de propulsão elétrica de embarcações não é novo, a ideia surgiu há 

mais de 100 anos atrás. A tecnologia de propulsão elétrica, embora promissora, não era 

competitiva com a tecnologia de acionamento mecânico para submarinos e navios de 
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superfície de grande porte até 1980, quando os avanços tecnológicos em motores 

elétricos, especialmente em acionamentos de motores usando eletrônica de potência, 

tornou a propulsão elétrica potencialmente mais econômica que a propulsão mecânica 

para navios de grande porte [3]. 

A Propulsão elétrica usando “pod” (“podded propulsion”) foi introduzida no 

início dos anos 1990. O motor é instalado diretamente no eixo de uma hélice de passo 

fixo em um “pod” rotativo e submerso. O termo “pod” vem da língua inglesa 

“Propulsion with Outboard Electric motor” (propulsão com motor elétrico externo) e 

consiste de um motor dentro de um casulo selado e conectado à hélice e fica localizado 

na parte externa do casco, na popa do navio. Embora este conceito tenha sido 

originalmente desenvolvido para melhorar o desempenho de navios quebra-gelos, logo 

verificou-se benefícios adicionais na eficiência hidrodinâmica e na manobrabilidade. 

Atualmente a propulsão elétrica usando “pod” é um padrão nos novos navios de 

cruzeiro e também está sendo utilizada em navios de guerra [7]. O Apêndice A aborda 

detalhadamente a classificação dos sistemas de propulsão, propulsão elétrica integrada e 

as vantagens da propulsão elétrica. 

Os motores síncronos de ímãs permanentes têm sido utilizados em aplicações de 

alta potência, como acionamento de compressores, tração elétrica de trens e carros de 

metrôs e mais recentemente na propulsão de navios. Os benefícios associados a estes 

motores são a sua alta eficiência e o tamanho compacto. Isto faz com que estes motores 

sejam apropriados para sistemas de propulsão usando “pod”, onde as dimensões devem 

ser minimizadas para melhorar as características hidrodinâmicas. Além disso, o projeto 

e instalação de propulsores tipo “pods” são simplificados com a utilização destes 

motores [4]. 

Em [5] foi realizada a avaliação de vários motores considerados para propulsão 

elétrica de navios. Foram examinados os seguintes motores: motor de indução, motor 

síncrono com enrolamento de campo, motor síncrono de ímãs permanentes, motor 

síncrono com materiais supercondutores e motor homopolar de corrente contínua com 

materiais supercondutores. A avaliação revelou que o motor síncrono de ímãs 

permanentes é a melhor opção para  a propulsão elétrica de navios quando se leva em 

consideração a maturidade da tecnologia, a densidade de potência e o desempenho 

acústico. 
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1.2. Máquinas Síncronas de Ímãs Permanentes 

O desenvolvimento de ímãs permanentes (“Permanent Magnet – PM”) com alta 

densidade de energia permitiu a substituição do enrolamento de campo por ímãs 

permanentes em máquinas síncronas. O desenvolvimento dos dispositivos semi-

condutores de potência (transistores, IGBTs e retificadores de potência) permitiu o 

surgimento do conversor de frequência e tensão. Estes dois desenvolvimentos 

contribuíram para a evolução das máquinas síncronas de ímãs permanentes (“Permanent  

Magnet Synchronous Machines – PMSM”) e das máquinas de corrente contínua sem 

escovas (“Brushless DC Machines –BLDC”). Nestas máquinas, o ímã permanente está 

alojado na estrutura do rotor e a armadura está localizada na estrutura do estator. A 

corrente da armadura (estator) é controlada por um conversor de frequência em 

sincronismo com a posição do rotor [8].  

Baseado na direção do fluxo de campo, as máquinas síncronas de ímãs 

permanentes podem ser classificadas como de fluxo radial, em que a direção do fluxo 

está ao longo do raio da máquina e como de fluxo axial, em que a direção do fluxo é 

paralelo ao eixo do rotor.  

As máquinas síncronas de ímã permanente com fluxo radial possuem 

simplicidade de fabricação e de montagem, e consequentemente, são as mais usadas em 

aplicações de velocidade variável, enquanto que as máquinas com fluxo axial e com 

fluxo transversal têm se destacado em um pequeno número de aplicações, pois embora 

tenham maior densidade de potência e capacidade de aceleração, a estrutura destas 

máquinas é complexa e os custos de fabricação são altos [9]. 

Baseado na maneira como os ímãs são montados no rotor, as máquinas síncronas 

de ímãs permanentes podem ser classificadas como máquinas com ímãs montados na 

superfície do rotor (“Surface Permanent Magnet machine – SPM”) ; e como máquinas 

com ímãs montados no interior do rotor (“Interior Permanent Magnet Machine – 

IPM”). As máquinas com ímãs montados na superfície são usadas em aplicações de 

baixa velocidade e as máquinas com ímãs montados no interior do rotor possuem o 

rotor mais robusto e por isso podem ser usadas em aplicações de alta velocidade (acima 

de 3.000 rpm) [10]. 
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Nas últimas três décadas, as propriedades magnéticas e térmicas dos materiais 

magnéticos dos ímãs permanentes têm melhorado significativamente [11] [12]. Nas 

últimas quatro décadas, os avanços e a evolução nas áreas de tecnologia dos 

dispositivos semicondutores de potência e de tecnologia de integração de componentes 

eletrônicos levaram ao desenvolvimento de chaves semicondutoras de potência e de 

microcontroladores de baixo custo e de alto desempenho. O desenvolvimento da 

tecnologia dos materiais de ímãs permanentes e da tecnologia da eletrônica de potências 

aliado a técnicas avançadas de controle digital, têm tornando o acionamento do motor 

síncrono de ímãs permanentes uma escolha preferencial para aplicações de acionamento 

de velocidade variável de alto desempenho [13] [14].  

Os principais tipos de motores de corrente alternada, atualmente utilizados em 

acionamentos de velocidade variável são: motor de indução, motor síncrono com 

enrolamento de campo, motor síncrono de ímãs permanentes, motor de relutância 

variável, e motor síncrono de relutância.  Apesar de não permitir o controle do fluxo dos 

ímãs, não permitir a regulação do fator de potência, apresentar risco de demagnetização 

e ter um custo maior, o motor síncrono de ímãs permanentes possui maior eficiência, 

maior densidade de energia, e menor ruído em relação aos outros tipos de motores 

citados [15] [16] [17] [18] [19]. 

1.3. Máquinas Elétricas Multifásicas 

Atualmente, a maioria das aplicações de velocidade variável utiliza 

acionamentos com motores trifásicos. Existe disponibilidade comercial de uma grande 

variedade de motores e conversores trifásicos. Com o rápido avanço da eletrônica de 

potência e da tecnologia de integração de componentes eletrônicos, o acionamento de 

motores por conversores com controle digital passou a ser usado na maioria das 

aplicações. A utilização de motores acionados por conversores, eliminou as limitações 

do número de fases, possibilitando a utilização de motores multifásicos (com mais de 

três fases) em aplicações especiais [20]. 

Pesquisas recentes têm demonstrado que as máquinas multifásicas oferecem 

vantagens significativas em relação às máquinas trifásicas convencionais [21]. O 
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aumento do número de fases permite obter maior produção de torque por ampère para 

máquinas com mesmo volume.  

No acionamento de um motor multifásico, a potência total é distribuída em um 

número maior de fases, de modo que elevados níveis de potência podem ser obtidos, 

sem aumentar a tensão e a corrente nominal dos dispositivos semicondutores.  

Outra vantagem do acionamento é que pode ser uma alternativa aos conversores 

multiníveis, pois a redução na corrente de fase do conversor permite o uso de um único 

dispositivo semicondutor para cada chave eletrônica ao invés de um grupo de 

dispositivos em série e paralelo. Problemas de divisão da tensão e da corrente dinâmica 

e estática entre os dispositivos são eliminados. 

Em um sistema de acionamento multifásico é possível em motores com 

enrolamento concentrado obter aumento do torque pela injeção no estator de corrente 

harmônica de baixa ordem [22].  

O acionamento de máquinas elétricas multifásicas é detalhado no Apêndice B 

que aborda os tipos de máquinas multifásicas, suas vantagens e o seu controle de 

velocidade. 

Aplicações especiais de alta potência e alto desempenho exigem alta eficiência e 

funcionamento confiável do sistema de acionamento do motor. O acionamento de 

motores multifásicos é usado nestas aplicações para atingir alta densidade de potência, 

alta eficiência e melhorar a confiabilidade, sendo que os motores síncronos de ímãs 

permanentes multifásicos são candidatos adequados para essas aplicações especiais.  

O aumento do número de fases além de aumentar a confiabilidade também 

aumenta a complexidade, então deve-se optar por uma número de fases que represente 

um compromisso entre o aumento de confiabilidade e o aumento da complexidade e do 

custo. 

Em [23] é utilizado um índice de desempenho baseado na força magnetomotriz 

útil para demonstrar que o motor de corrente alternada de 5 fases acionado por 

conversor de frequência apresenta a melhor relação torque por corrente eficaz , quando 

comparado com motores CA de 3, 6, 7, 9 fases.   
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1.4. Acionamento de Motor Síncrono de Ímãs Permanentes Multifásico 

com Controle Tolerante a Falta de Fase 

Em aplicações especiais como aviação, propulsão elétrica, veículos elétricos ou 

veículos híbridos, etc., a alta confiabilidade é uma exigência para o sistema de 

acionamento elétrico. Em muitas aplicações é essencial continuar funcionando para 

garantir a segurança (integridade física) de pessoas. Nestas aplicações, existe a 

exigência da continuidade do funcionamento mesmo sob a condição de falha em uma ou 

mais fases. 

As principais falhas que podem ocorrer em um sistema com acionamento 

elétrico podem ser resumidas em dois tipos: circuito aberto (falta de fase) e curto-

circuito. As falhas que geralmente ocorrem em um sistema de acionamento elétrico de 

um motor síncrono de ímãs permanentes são: enrolamento do estator com circuito 

aberto, curto circuito no enrolamento do estator, chave eletrônica com circuito aberto 

(similar a enrolamento do estator com circuito aberto), curto circuito de uma chave 

eletrônica (similar a curto circuito no enrolamento do estator) e falha no elo CC [24]. 

Em um sistema com acionamento elétrico trifásico, quando ocorre a falta de uma 

das fases, o motor torna-se uma máquina monofásica, e não consegue continuar 

funcionando. É necessário uma mudança no arranjo físico para que as correntes na duas 

fases remanescentes possam ser controladas individualmente. Por exemplo, interligar o 

ponto neutro de um motor trifásico com o ponto intermediário entre os capacitores do 

elo CC do inversor faz-se necessário, para que na ocorrência da falta de uma das três 

fases, as correntes remanescentes possam ser controladas individualmente [6]. 

Acionamentos elétricos multifásicos proporcionam graus de liberdade adicionais 

em relação aos acionamentos elétricos trifásicos, devido ao maior número de fases. 

Estes graus de liberdade adicionais podem ser utilizados para manter o funcionamento 

do motor durante a ocorrência da falta de uma ou mais fases. As correntes nas fases 

restantes podem ser controladas para compensar a(s) falta(s) de fase(s) e produzir o 

torque da saída necessário. O funcionamento de máquinas multifásicas durante a 

ocorrência de faltas de fases pode ser obtido modificando somente a técnica de controle, 

sem necessidade de mudança no arranjo físico e componentes adicionais. Assim, 

utilizando técnicas de controle apropriadas, um sistema de acionamento elétrico 
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multifásico pode tornar-se tolerante a falta de fase(s) e funcionar com alta 

confiabilidade e segurança [25]. 

Neste trabalho, técnicas de controle para MSIP pentafásicos sob diversas 

situações de falta de fase(s) serão estudadas. Este estudo pode ser estendido para 

motores com número de fases maiores. 

1.5. Trabalhos de Pesquisas Anteriores 

Nesta seção, trabalhos de pesquisas anteriores abordando o controle tolerante a 

falta de fase em máquinas multifásicas serão revisados. 

Em [26] foi abordado o acionamento do motor multifásico tolerante a falta de 

fase(s), baseado em estrutura modular. Cada fase da estrutura do estator e os 

correspondentes componentes do conversor de potência são considerados em conjunto 

como um único módulo. As interações elétricas, magnéticas e térmicas entre os 

módulos são minimizadas de tal modo que o motor consegue continuar funcionando 

mesmo sob condições de falha em qualquer um dos módulos. Conversores em meia 

ponte isolados são utilizados para isolar eletricamente as fases do estator. Máquinas 

elétricas de ímãs permanentes com ímãs de superfície com um único enrolamento por 

ranhura são usados para obter interações magnéticas e térmicas mínimas. Neste caso, as 

correntes sob condições de falha permanecem as mesmas que em condições normais de 

funcionamento. 

Em [27] foi apresentada uma estratégia de controle tolerante a falta de fase de 

um motor multifásico de corrente contínua sem escovas (Brushless DC Machines –

BLDC). Para obter isolação elétrica, cada fase do motor é acionada por um conversor 

em ponte H isolado. Nesta estratégia, para modificar as condições de falta de fase(s), as 

correntes nas fases remanescentes são aumentadas sem nenhum cálculo analítico, até 

obter-se o torque nominal, porém com oscilação bastante elevada. 

Em [28] foi apresentada uma técnica de controle tolerante a falta de fase de um 

motor síncrono de ímãs permanentes. Cada fase do motor é alimentada separadamente 

por um inversor fonte de tensão em ponte H e a corrente de fase é controlada por uma 

malha independente. Para obter oscilação de torque mínima sob condições normais de 
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funcionamento, formas de ondas de correntes otimizadas são injetadas no enrolamento 

do estator. Na condição da falta de uma fase, um método efetivo é desenvolvido para 

reduzir as oscilações de torque, pela modificação das correntes nas fases remanescentes. 

As fases remanescentes, nas quais as correntes devem ser modificadas, são localizadas 

aproximadamente em quadratura com a corrente de fase em falha. 

Em [6] foi apresentado um controle tolerante a falta de fase de máquinas de 

indução multifásicas sob condição de falta de uma fase. A estratégia de controle 

consiste em calcular as correntes remanescentes para manter o campo magnético girante 

inalterado sob condições normais e sob condição de falta de uma fase. 

Em [29] foi apresentada a análise do acionamento de um motor de indução 

pentafásico sob diferentes condições de falta de fase. As correntes remanescentes 

tolerantes a falta de fase são calculadas para produzir um campo magnético girante igual 

ao produzido pelas correntes em condições normais de funcionamento. Controle vetorial 

indireto, incluindo regulador de corrente por histerese é usado para a implementação da 

técnica de controle tolerante a falta de fase. 

Em [30] foi apresentado o controle tolerante a falta de fase de um motor 

síncrono de ímã permanente com força contra eletromotriz trapezoidal. A abordagem do 

trabalho é semelhante à abordagem apresentada em [6], onde o campo magnético 

girante é mantido inalterado. 

Em [31] foi apresentado o controle tolerante a falta de fase de um motor 

síncrono de ímã permanente, utilizando estratégias para reduzir as oscilações do torque 

de saída. O modelo do motor baseado na densidade do fluxo de entreferro é utilizado 

para obter as correntes tolerantes a falta de fase, que produzem o torque de saída 

desejado e compensam as componentes de oscilação do torque de saída. 

Os artigos referenciados nesta revisão abordam o controle tolerante a falta de 

fase, mas nenhum destes trabalhos abordam detecção e identificação da falta de fase, 

apenas a reconfiguração do controle. Em [32] é apresentado um método de detecção e 

identificação de falta de fase baseado no erro entre as correntes medidas em cada fase e 

os respectivos sinais de referência. Este método foi desenvolvido para detectar e 

identificar a falha de chave eletrônica aberta em um inversor trifásico fonte de tensão, 

com chaveamento por modulação de largura de pulso.  
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1.6. Objetivo da Pesquisa 

Este trabalho tem dois objetivos principais. O primeiro objetivo é o estudo e 

implementação de um MSIP pentafásico. O segundo objetivo é a melhoria da 

confiabilidade do acionamento de um MSIP pentafásico com relação a falta de até duas 

fases, baseada na modificação do algoritmo de controle, sem necessidade de mudança 

no arranjo físico. 

1.7. Metodologia da Pesquisa  

A metodologia de trabalho de pesquisa consiste nas seguintes etapas: 

1- Apresentação do modelo matemático de um motor síncrono de ímãs 

permanentes pentafásico; 

2- Estudo do acionamento de um motor síncrono de ímãs permanentes 

pentafásico  com controle tolerante a falta de fase; 

3- Simulação de um motor síncrono de ímãs permanentes pentafásico com 

esquema de controle tolerante a falta de fase em ambiente 

Matlab/Simulink/SimPowerSystems
®

; 

4- Projeto e construção do protótipo de um motor síncrono de ímãs 

permanentes pentafásico, 11 kW, 45 ranhuras, 6 polos, 90 Hz, 1800 rpm, a 

partir da modificação de motor síncrono de ímãs permanentes trifásico, 11 

kW, 36 ranhuras, 6 polos, 90 Hz, 1800 rpm; 

5- Obtenção dos parâmetros (resistências, indutâncias e fluxo) do protótipo do 

motor síncrono de ímãs permanentes pentafásico; 

6- Implementação do esquema de controle tolerante a falta de fase, utilizando 

um sistema experimental constituído do protótipo de um inversor 

pentafásico, protótipo do  motor síncrono de ímãs permanentes e de um 

processador de sinais digitais; 

7- Análise dos resultados de simulação e experimentais. 
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1.8. Organização da Tese 

Esta tese está organizado em 7 capítulos, sendo que neste capítulo é 

apresesentado informações básicas sobre máquinas síncronas de ímas permanentes, 

vantagens e características importantes de máquinas elétricas multifásicas, bem como os 

trabalhos de pequisas anteriores abordando o controle tolerante a falta de fase. É  

apresentado também o objetivo e a metodologia da pesquisa.  

No Capítulo 2 é apresentado o modelo matemático de um motor síncrono de 

ímãs permanentes de polos salientes pentafásico com enrolamento distribuído (fcem 

senoidal). 

No capítulo 3 é apresentado um esquema de controle para o acionamento de um 

motor síncrono de ímãs permanentes pentafásico sob condições de falta de fase. A 

utilização deste esquema permite que o motor síncrono de ímãs permanentes 

pentafásico continue funcionando de forma segura e estável durante a falta de até duas 

fases, sem oscilação de torque e sem necessidade de nenhum componente e 

equipamento adicional, apenas ajustando a corrente nas fases remanescentes.  

No capítulo 4 é desenvolvido o modelo de um MSIP de polos salientes de cinco 

fases em ambiente Matlab/Simulink/SimPowerSystems
®

 e realizada a simulação do 

motor síncrono de ímãs permanentes pentafásico com esquema de controle tolerante a 

falta de fase. 

No capítulo 5 é apresentado o projeto e a construção do protótipo de um motor 

síncrono de ímãs permanentes pentafásico, 11 kW, 45 ranhuras, 6 polos, 90 Hz, 1800 

rpm, a partir da modificação de motor síncrono de ímãs permanentes trifásico, 11 kW, 

36 ranhuras, 6 polos, 90 Hz, 1800 rpm. Neste capítulo é apresentada também a 

determinação dos parâmetros elétricos e magnéticos obtidos por meio de cálculo 

analítico e ensaios estáticos. 

No capítulo 6 é mostrada a implementação do esquema proposto para controle 

tolerante a falta de fase no acionamento de um motor síncrono de ímãs permanentes 

pentafásico. A implementação é realizada em um sistema experimental constituído do 

protótipo de um inversor pentafásico, do protótipo do motor síncrono de ímãs 
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permanentes e de um processador digital de sinais. Os resultados obtidos no ambiente 

de simulação e os resultados experimentais são comparados. 

No capítulo 7 é apresentado o resumo e as conclusões deste trabalho de tese, 

bem como sugestões para trabalhos de pesquisa futuros. 
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2. MODELO MATEMÁTICO DO MSIP PENTAFÁSICO 

O modelo matemático do MSIP pentafásico será apresentado inicialmente no 

referencial estacionário em termos de variáveis de fase, e depois, com a finalidade de 

simplificar o modelo, os termos de indutâncias variáveis no tempo serão removidos pela 

aplicação da transformação 011yxdq , 
011 yqdxT , obtendo-se assim o modelo 011yxdq  

(referencial girante) do MSIP [33] [34] [35] [36]. 

Foram consideradas as seguintes hipóteses simplificadoras: 

 Os efeitos da saturação, histerese e correntes parasitas são desprezados; 

 A distância espacial entre quaisquer duas fases consecutivas é igual a 

52  ;  

 Enrolamentos conectados em estrela (y), sem condutor neutro; 

 Distribuição de força magneto-motriz (FMM) senoidal ao longo do 

entreferro, considerando-se somente a primeira harmônica (fundamental) 

e desprezando-se as demais harmônicas espaciais; 

 Força contra eletromotriz induzida (fcem) senoidal; 

 Tensões de fase equilibradas; 

 Correntes de fase pentafásicas senoidais e equilibradas; 

 Indutância, resistência e fcem simétricas. 

2.1. Equações da Tensão e do Fluxo do Estator no Referencial 

Estacionário 

O modelo matemático do MSIP pentafásico no referencial estacionário em 

termos de variáveis de fase e expresso por equações no formato matricial é apresentado 

a seguir. 

A equação da tensão do estator é dada por: 

 

(2.1) 

 

      ssss
dt

d
IRV 
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 sR ,  sI  e  s  são as matrizes da resistência, corrente e fluxo enlaçado do estator, 

respectivamente.                     

 

 

(2.2) 
 

 

(2.3) 
 

 

(2.4) 

 
 

 

 

(2.5) 

 

 

A equação do fluxo enlaçado do estator é dada por: 

 

(2.6) 

ou 

(2.7) 

 

 ss  é a matriz do fluxo enlaçado do enrolamento do estator devido à circulação das 

correntes,  sI , das fases nos enrolamentos do estator.                                                 

 ssL  é a matriz de indutâncias do estator contendo as indutâncias próprias e mútuas das 

fases do estator e é dada por: 
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asasL , bsbsL , csacsL , dsdsL , esesL , são as indutâncias próprias das fases do estator. 

asbsL , ascsL ... escsL , esdsL , são as indutâncias mútuas entre as fases do estator. 

 m  é a matriz do fluxo enlaçado do enrolamento do estator devido ao fluxo produzido 

pelos ímãs permanentes do rotor e considerando que as tensões induzidas nos 

enrolamentos do estator pelos ímãs permanentes do rotor são tensões senoidais de 

amplitude constante, a matriz é dada por [37]: 

. 

 

 

 

(2.9) 

 

 

 

onde m é a amplitude do fluxo enlaçado e r  é a posição do rotor. 

2.2. Matriz de Indutância do Estator 

Para o MSIP de polos salientes (entreferro não uniforme), com enrolamento 

distribuído, as indutâncias próprias e mútuas do estator possuem valores que variam 

com a posição do rotor. 

As indutâncias próprias e mútuas do estator podem ser expressas como mostrado 

a seguir [38] [39] [40]. 
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onde lsL  é a componente de indutância devido ao fluxo de dispersão do enrolamento de 

fase do estator; 0mmL . é a componente de indutância própria devido ao fluxo 

fundamental espacial de entreferro; 2mmL  é a componente de indutância própria devido 

às saliências do rotor, que variam com a posição do mesmo ( r ); r  é o ângulo entre o 

eixo direto (eixo d) do rotor e o eixo da fase a do estator; 
efN  é o número de espiras por 

fase; m  é o número de fases do motor; d  e 
q  são as permeâncias dos eixos direto 

(eixo d) e eixo em quadratura (eixo q), respectivamente. 

Logo, a matriz de indutância do estator é dada por: 

 

(2.13) 
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2.3. Matriz de Transformação ][ 011yxdqT  

A transformação do sistema de coordenadas abcde  para o sistema de 

coordenadas 011yxdq , 
011 yqdxT , é obtida utilizando-se a transformação de Clarke, 

011 yxT  , e a transformação rotacional, 
r

T . 

A matriz de transformação de Clarke, ][ 0...11yxT , para um sistema de m  fases 

simétrico, na forma invariante em amplitude, é mostrada na Figura 2.1, onde m 2  

[33].  
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Figura 2.1 – Matriz de transformação de Clarke, ][ 0...11yxT . 

A matriz de transformação de Clarke para um sistema de cinco fases simétrico, 

52  , na forma invariante em amplitude, adotando o sistema de coordenadas da 

Figura 2.2, pode ser escrita como mostrado a seguir: 
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(a) Sistema de coordenadas abcde (1ª harmônica) e  . 

 

 

(b) Sistema de coordenadas abcde (2ª harmônica) e 11 yx . 

 

Figura 2.2– Sistemas de coordenadas da transformação 011yx . 
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Um sistema de cinco fases pode ser transformado utilizando a matriz de 

transformação de Clarke ][ 011yxT  , equação (2.14), em dois planos mutuamente 

ortogonais, definidos como plano    (1ª e 2ª linha da matriz ][ 011yxT  ) e  plano

11 yx  (3ª e 4ª linha da matriz ][ 011yxT  ) .  

O sistema de coordenadas   , mostrado na Figura 2.2 (a), representa as 

componentes da primeira harmônica (frequência fundamental).  

O sistema de coordenadas 11 yx  , mostrado na Figura  2.2(b), representa as 

componentes da segunda harmônica.  

O sistema de coordenadas abcde , mostrado na figura 2.2(b), por representar a 

segunda harmônica espacial do fluxo apresenta ângulo 2  entre eixos magnéticos de 

fases consecutivas.  

A última linha de matriz de transformação de Clarke ][ 011yxT   representa a 

componente de sequencia zero, que não existe para sistema pentafásico equilibrado 

conectado em estrela sem o condutor neutro. 

A matriz de transformação rotacional para um sistema de cinco fases simétrico, 

adotando o sistema de coordenadas da Figura 2.3, pode ser escrita como mostrado a 

seguir: 

 

 

 

(2.15) 

 

 

0  trr , onde r  é a velocidade do rotor em radianos elétricos por segundo e 

0  corresponde à posição inicial do eixo q em relação ao eixo   (eixo da fase a). 
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Figura 2.3 – Sistemas de coordenadas   e dq , transformação rotacional. 

 

A matriz de transformação ][ 011 yxdqT  é obtida multiplicando-se a matriz de 

transformação rotacional, ][
r

T , pela matriz de transformação de Clarke, ][ 011yxT  , 

como mostrado a seguir: 
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A matriz ][ 011 yxdqT possui a seguinte propriedade pseudo-ortogonal: 

 

(2.18) 

 

onde 
1

0][
11



yxdqT e 
T

yxdqT ][ 011
são as matrizes inversa e transposta de ][ 011yxqdT , 

respectivamente. 

Logo, a matriz de transformação inversa é: 

 

 

 

 

 

 

(2.19) 

 

 

 

Considerando f uma variável geral, que pode representar tensão, corrente ou fluxo, 

obtém-se: 

(2.20) 

 

Multiplicando-se pela inversa 
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yxdqT , obtém-se: 
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2.4. Equações da Tensão e do Fluxo do Estator no Referencial Girante 

Para simplificar o modelo obtido na forma de variáveis de fase no referencial 

estacionário, equações (2.1) a (2.13), e remover os termos de indutâncias variáveis no 

tempo,  será aplicada a transformação 
011 yqdxT , obtendo-se assim o modelo 011yxdq  

(referencial girante), como mostrado a seguir: 

Multiplicando a equação da tensão do estator, equação (2.1), pela matriz de 

transformação ][ 011yxdqT , obtém-se: 
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Desenvolvendo a derivada: 
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A equação da tensão do estator pode ser expressa como: 
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(2.26) 

 

 

 

Logo, as equações da tensão do estator, no sistema de coordenadas 011yxdq (referencial 

girante) são mostradas a seguir: 
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Multiplicando a equação do fluxo enlaçado do estator, equação (2.7), pela matriz 

de transformação ][ 011yxdqT , obtém-se: 

 

(2.32) 

 

onde: 
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A equação do fluxo enlaçado do estator pode ser expressa como: 
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Definindo as indutâncias de magnetização equivalente dos eixos q e d, como
qmL e dmL ; 

 

(2.37) 

 

(2.38) 

 

Definindo as indutâncias síncronas equivalente dos eixos q e d, como 
qL e dL ; 

 

(2.39) 

 

(2.40) 

 

Obtém-se as seguintes equações do fluxo enlaçado do estator; 
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Logo, as equações do fluxo enlaçado do estator, no sistema de coordenadas 011yxdq

(referencial girante) são mostradas a seguir; 
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Para um motor MSIP pentafásico alimentado com tensão senoidal pura e com 

distribuição senoidal do fluxo ao redor do entreferro, existe apenas a componente 

fundamental (primeira harmônica) dos termos das indutâncias do estator, do fluxo e do 

torque, assim as duas primeiras linhas da matriz de transformação de Clarke ][ 011yxT  , 

equação (2.14), definem as variáveis que são responsáveis pela produção da 

componente fundamental do fluxo e do torque, ou seja, as componentes    que são 

as únicas componentes que possuem acoplamento entre estator e rotor, logo a 

transformação rotacional [
r

T ] é aplicada somente ao par de componentes   , 

resultando nas equações (2.27) e (2.28).  

Como não existem harmônicas do fluxo (harmônica espacial), não haverá, 

portanto interação entre as harmônicas espaciais e as harmônicas da corrente do estator 

(harmônica no tempo), não havendo assim acoplamento entre estator e rotor para as 

componentes da terceira e quarta linha da matriz de transformação de Clarke, ou seja,  

as componentes 11 yx   que não contribuem para produção de torque, assim a 

transformação rotacional não é aplicada, resultando nas equações (2.29) e (2.30).  

A última linha da matriz de transformação de Clarke define a componente de 

sequência zero, que não existe para o sistema pentafásico equilibrado conectado em 

estrela sem o condutor neutro, resultando na equação (2.31). 

As formas das equações (2.29) e (2.30) para as componentes 11 yx   são as 

mesmas para a componente de sequencia zero, equação (2.31), significando que a 

impedância para as componentes 11 yx   é essencialmente composta pela resistência e 

pela indutância de dispersão do enrolamento do estator, ou seja, um baixo valor de 

impedância. 

Como na prática, com a utilização de inversores, não é possível alimentar um 

motor com tensão senoidal pura e também como as assimetrias no enrolamento 

provocam desequilíbrios na carga, as componentes 11 yx   da tensão do estator e as 

componentes 11 yx   da corrente do estator não serão nulas provocando aquecimento e 

perdas, portanto é importante que o inversor não produza harmônicos mapeados nos 
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(b) Circuito equivalente do eixo d. 

𝐿𝑑𝑚 

𝜔𝑟𝜆𝑞𝑠 

𝜆𝑑𝑠 

𝑖𝑑𝑠 𝐿𝑙𝑠 𝑟𝑠 

𝑣𝑑𝑠 𝑖𝑚 

− +    

(a) Circuito equivalente do eixo q. 

𝜔𝑟𝜆𝑑𝑠 𝑖𝑞𝑠 𝐿𝑙𝑠 𝑟𝑠 

𝐿𝑞𝑚 𝜆𝑞𝑠 𝑣𝑞𝑠 

+ −    

planos correspondentes às componentes do par 11 yx  , para tanto é necessário utilizar 

estratégias adequadas para o chaveamento do inversor. 

2.5. Circuito Equivalente do MSIP Pentafásico no Referencial Girante 

Usando as equações (2.27) a (2.31) e (2.42) a (2.46), os circuitos equivalentes do 

motor síncrono de ímãs permanentes de cinco fases no referencial girante (sistema de 

coordenadas 011yxdq ), podem ser representados na Figura 2.4. 

 

 

 

 

Figura 2.4 –Circuitos equivalentes do MSIP pentafásico no referencial girante. 

(d) Circuito equivalente do eixo y1. 

𝑖𝑦1𝑠 𝐿𝑙𝑠 𝑟𝑠 

𝐿𝑞𝑚 𝜆𝑦1𝑠 𝑣𝑦1𝑠 

(e) Circuito equivalente – sequência zero. 

𝑖0𝑠 𝐿𝑙𝑠 𝑟𝑠 

𝜆0𝑠 𝑣0𝑠 

(c) Circuito equivalente do eixo x1. 

𝑖𝑥1𝑠 𝐿𝑙𝑠 𝑟𝑠 

𝜆𝑥1𝑠 𝑣𝑥1𝑠 
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2.6. Equação do Torque Eletromagnético 

A expressão do torque eletromagnético desenvolvido pelo motor pode ser obtida 

a partir da componente da potência de entrada que é transferida através do entreferro. A  

potência instantânea total de entrada é dada por: 

 

 

(2.47) 

 

 

 

 

(2.48) 

 

 

 

onde: 

 

 

 

 

(2.49) 
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Logo, a potência de entrada com variáveis no referencial girante, torna-se: 

 

 

 

(2.50) 

 

 

 

(2.51) 

 

Usando as equações (2.27) a (2.31) para substituir as tensões no lado direito da 

equação (2.51), obtém-se: 

 

(2.52) 
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Onde o primeiro termo, )( 2ri , corresponde às perdas ôhmicas nos enrolamentos 

do estator, o segundo termo, ))(( dtdi , corresponde à variação da energia 

armazenada no campo eletromagnético e o terceiro termo )( i corresponde à potência 

transferida através do entreferro. 

O torque eletromagnético eT  desenvolvido pelo motor é dado pela soma dos 

termos i  dividida pela velocidade mecânica do rotor mr : 
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(2.53) 
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Onde p  é o número de polos, 
mr  é a velocidade mecânica do rotor e 

mrr

p


2
 . 

Usando as equações (2.42) e (2.43) para substituir os fluxos 
qs  e ds  na 

equação (2.53), obtém-se: 

 

(2.54) 

 

onde o primeiro termo, 
qsmi

p


22

5
, corresponde ao componente do torque produzido pelo 

campo dos ímãs permanentes (torque de excitação) e o segundo termo, 

 
dsdsqsds iiLL

p


22

5
, corresponde ao componente do torque devido às saliências do rotor 

(torque de relutância), que varia com a posição do rotor ( r ). 

Qualquer sistema motor e carga pode ser representado por um sistema rotacional 

equivalente, o qual pode ser descrito pela equação fundamental do torque apresentada a 

seguir [41]: 

 

(2.55) 

 

onde J  é o momento de inércia do sistema motor e carga referido ao eixo do motor, 
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desenvolvido pelo motor e LT  é o torque de carga (torque resistente) referido ao eixo do 

motor. 

O componente de torque 
mr

dt

d
J  , é denominado torque dinâmico, pois só 

existe durante os transitórios. 

O torque de carga, pode ser divido em três componentes; 

 

(2.56) 

 

onde FT  é o torque de atrito, WT  é o torque de ventilação e MT  é o torque que produz 

trabalho mecânico útil. 

Após algumas simplificações e aproximações, o torque de carga pode ser 

representado pela expressão [41]: 

(2.57) 

 

onde o termo 
mrB  é o torque de atrito viscoso e B  é o coeficiente de atrito viscoso. 

Com esta aproximação, a equação (3.55) pode ser reescrita como: 

 

(2.58) 

 

2.7. Conclusões 

As equações (2.27) a (2.31), (2.42) a (2.46), (2.54) e (2.58) fornecem o modelo 

completo da dinâmica eletromecânica de um motor síncrono de ímã permanente 

pentafásico, com força contra eletromotriz induzida (fcem) senoidal, no referencial 

girante. 

As equações do modelo para os componentes q-d e a equação de torque são 

idênticas às equações para um MSIP trifásico, isto significa que, em princípio, os 

mesmos esquemas de controle poderão ser utilizados para acionar o MSIP pentafásico. 

(d) Circuito equivalente do eixox1 

𝑖𝑥1𝑠 𝐿𝑙𝑠 𝑟𝑠 

𝜆𝑥1𝑠 𝑣𝑥1𝑠 

MWFL TTTT 
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3. MSIP PENTAFÁSICO COM CONTROLE TOLERANTE A 

FALTA DE FASE 

3.1. Introdução 

Devido aos graus de liberdade adicionais, os motores pentafásicos possuem 

maior confiabilidade em comparação com os motores trifásicos convencionais [20].  

Neste capítulo, será apresentado um esquema de controle que proporciona 

tolerância a falta de fase(s) aos motores síncronos de ímã permanente pentafásicos. 

Neste esquema, o motor síncrono de ímãs permanentes pentafásico continua 

funcionando com segurança, mesmo com a falta de até duas fases, sem a necessidade de 

mudança no arranjo físico e componentes adicionais, apenas modificando o algoritmo 

de controle.  Para evitar sobrecorrentes, principalmente no caso da perda de duas fases, 

a carga e a velocidade  devem ser ajustadas. 

A tolerância à falta de fase(s) é muito importante nas aplicações de tração e 

propulsão, onde a confiabilidade elevada é de extrema importância.  

O motor síncrono de ímãs permanentes neste estudo possui força contra 

eletromotriz  senoidal e é alimentado por correntes senoidais. Para obter o novo 

conjunto de correntes de fase a serem aplicadas no estator do motor durante a falta de 

fase(s), a força magnetomotriz (FMM) girante produzida pelo estator deve ser a mesma 

da condição de funcionamento normal ou reduzida para evitar correntes acima da 

nominal. 

Convém ressaltar que, para um motor trifásico, acionado por um inversor 

trifásico de três pernas, continuar funcionando, após a perda de uma fase com controle 

individual das duas fases remanescentes, é necessário haver uma interligação entre o 

ponto neutro do motor trifásico e o ponto intermediário entre os capacitores do elo CC 

[42]. Em outras palavras, é necessário haver a componente de sequência zero da 

corrente, para produzir uma FMM girante sem oscilações após a perda de uma fase.  

A corrente de sequência zero pode provocar correntes nos mancais, ocasionando 

falha prematura nos rolamentos do motor, diminuindo a confiabilidade e aumentando os 

custos de manutenção.  
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No motor pentafásico não é necessário haver a componente de sequência zero 

para que haja o controle individual das correntes remanescentes, após a falta de uma ou 

duas fases. O esquema de controle tolerante a falta de fase apresentado neste capítulo 

elimina a necessidade do condutor  neutro e mantém a FMM sem oscilações após a falta 

de uma fase ou duas fases. 

3.2. Acionamento de MSIP Pentafásico com Esquema de Controle 

Tolerante a Falta de Fase 

Considerando que o motor é alimentado por correntes que variam de forma 

senoidal no tempo, sob condições de equilíbrio pentafásico e sequência positiva, as 

correntes instantâneas podem ser expressas por: 

 

(3.1) 

 

(3.2) 

 

(3.3) 

 

(3.4) 

 

(3.5) 

 

onde máxI  é a amplitude da corrente,   é a frequência angular elétrica e t  é o tempo. 

Considerando que o enrolamento do estator produz FMM senoidal ao longo do 

entreferro, e desprezando o efeito das ranhuras e das harmônicas espaciais devido à 

distribuição não ideal do enrolamento, as forças magnetomotrizes ( FMM ) produzidas 

por fase podem ser expressas por: 

 

(3.6) 
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(3.7) 

 

(3.8) 

 

(3.9) 

 

(3.10) 

 

onde sN  é o número de espiras por fase e   é o ângulo espacial elétrico. 

Substituindo as equações (3.1) a (3.5) nas equações (3.6) a (3.10) obtém-se: 

 

(3.11) 
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(3.15) 

 

Utilizando a identidade trigonométrica 

)cos(21)cos(21)cos()cos(   , as equações (3.11) a (3.15) podem ser 
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(3.16) 

 

(3.17) 

 

(3.18) 

 

 

(3.19) 

 

(3.20) 

 

As equações (3.16) a (3.20) mostram que as ),( tFMM   produzidas por cada 

fase podem ser decompostas em duas ondas girantes de ),( tFMM  , cada uma com 

amplitude igual à metade da amplitude máxima de ),( tFMM  , com uma delas 

deslocando-se no sentido   (anti-horário) e a outra deslocando-se no sentido   

(horário), ambas com velocidade angular elétrica  . 

A força magnetomotriz resultante ),( tFMM R   produzida pela circulação das 

correntes no estator é dada pela soma das ),( tFMM   produzidas em cada uma das 

cinco fases e pode ser expressa por:  

(3.21) 

As parcelas de ),( tFMM   que se deslocam no sentido anti-horário somam-se 

anulando-se, ao passo que as parcelas de ),( tFMM   que se deslocam no sentido horário 

somam-se reforçando-se, resultando um uma única onda girante dada pela equação 

(3.22). 
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A força magnetomotriz girante, ),( tFMM R  , resultante da equação (3.22) é uma 

função senoidal espacial do ângulo elétrico   e por consequência do ângulo espacial 

 )2( pólosm  , possui valor máximo constante igual a 5/2 vezes a ),( tFMM   

produzida pelo enrolamento de uma única fase, apresenta valor máximo positivo 

coincidente com o eixo magnético da fase a em 0t  e gira na velocidade angular 

síncrona  )2( póloss   na direção correspondente à sequência das correntes de fase. 

Utilizando a relação de Euler )(21)cos(  jj ee  , a equação (3.22) pode 

ser reescrita como: 

 

(3.23) 

 

Substituindo as equações (3.6) a (3.10) na equação (3.21) obtém-se; 

 

 

 

(3.24) 

 

Utilizando a relação de Euler )(21)cos(  jj ee  , a equação (3.24) pode 

ser reescrita como: 
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Substituindo as equações (3.1) a (3.5) na equação (3.25) ,obtém-se: 
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(3.27) 

 

Observa-se que as equações (3.23) e (3.26) são idênticas. 

Usando o conceito de vetor espacial, em qualquer instante de tempo t , o vetor 

espacial da corrente do estator é definido como sendo a soma dos valores instantâneos 

das correntes de fase multiplicadas pela orientação dos seus respectivos eixos 

magnéticos de enrolamentos, como mostrado na a expressão abaixo: 

 

(3.28) 

 

Substituindo as equações (3.1) a (3.5) na equação (3.28) ,obtém-se: 
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A equação (3.26) pode ser reescrita em notação de vetor espacial, obtendo-se: 
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mostrado na equação (3.30). Portanto possui a mesma orientação e sua amplitude difere 

apenas da referida constante escalar. Em qualquer instante de tempo t , a equação (3.30) 

possui a seguinte interpretação: a distribuição de FMM  resultante no entreferro 

produzida pela circulação das correntes )(),(),(),(),( tititititi esdscsbsas , através dos 

respectivos enrolamentos de fase distribuídos senoidalmente (cada um com sN  espiras) 

é a mesma distribuição de FMM  produzida pela corrente máxI)25(  circulando através 

de um único enrolamento distribuído senoidalmente (com sN  espiras) com eixo 

magnético orientado com o ângulo espacial elétrico t . 

A equação (3.28) não possui restrição quanto à forma de onda das correntes, 

nem quanto à magnitude dos valores (podem possuir amplitudes diferentes), embora o 

mais usual seja o funcionamento normal (sem falta de fase), ou seja, motor pentafásico 

balanceado, regime permanente senoidal.  

Considerando um estator com enrolamento pentafásico com distribuição 

senoidal de um motor pentafásico alimentado por tensões senoidais pentafásicas 

balanceadas com uma frequência )2( f , sob condições normais de 

funcionamento, utilizando a equação (3.28) obtém-se o resultado apresentado na 

equação (3.29). 

Os vetores espaciais são expressos como números complexos, e podem ser 

utilizados em regime permanente e em regime transitório, porém não podem ser 

confundidos com fasores complexos constantes para a descrição de quantidades em 

regime permanente senoidal. 

Considerando um estator com enrolamento com distribuição senoidal, de um 

motor pentafásico alimentado por tensões senoidais pentafásicas balanceadas com uma 

frequência )2( f , se ocorrer a falta da fase ”a” devido a um defeito no inversor ou 

a uma falha no enrolamento, para manter a FMM  resultante inalterada, é necessário 

obter os novos valores e os ângulos de fase das correntes nas fases remanescentes, que 

produzam a mesma FMM  resultante na condição de funcionamento normal, portanto 

deve-se utilizar a equação (3.28) fazendo 0)( tias , assim: 
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(3.31) 

 

onde os novos valores das correntes são representados por )(' ti bs , )(' ti cs , )(' ti ds  e 

)(' ti es . 

A parte real da equação (3.31) é dada por: 
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A parte imaginária da equação (3.31) é dada por: 
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Para condição normal de funcionamento, enrolamento pentafásico conectado em 

estrela, a soma das correntes de fase será zero em qualquer instante de tempo t , 

0)()()()()(  tititititi esdscsbsas . Logo, em qualquer instante de tempo t , o vetor 

espacial da corrente, )(tis


, é obtido por um único conjunto de componentes das 

correntes de fase, os quais podem ser obtidos multiplicando a projeção do vetor espacial 

da corrente, )(tis


 nos cinco eixos por )52( .  
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Para condição de falta da fase “a”,  fazendo 0)( tias  na equação (3.28),  

obtém-se um sistema composto de duas equações algébricas, equações (3.33) e (3.35), e 

quatro incógnitas, ( )('),('),('),(' titititi esdscsbs ), possuindo portanto infinitas 

soluções. Para encontrar uma única solução, pode-se utilizar algoritmos de otimização 

com objetivo de minimizar as perdas no cobre do estator. Pode-se também encontrar 

uma solução estabelecendo duas condições de restrição. A primeira condição é assumir 

que as correntes remanescentes possuem a mesma amplitude, para minimizar as perdas 

no cobre do estator, como indicado na equação (3.36). A segunda condição é assumir 

que a componente de sequência zero das correntes é nula, fazendo que a soma das 

correntes remanescentes seja nula, como indicado na equação (3.37).  

 

 

(3.36) 

 

(3.37) 

 

Para atender às condições apresentadas nas equações (3.36) e (3.37), obtêm-se: 
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(3.39) 

 

As equações (3.33), (3.35), (3.38) e (3.39), formam um sistema de 4 equações 

algébricas com quatro incógnitas, cuja solução é;  
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(3.41) 

 

A figura 3.1 mostra o diagrama fasorial das correntes sob condições de 

funcionamento normal, antes da perda da fase “a”.  

Figura 3.1 – Diagrama fasorial das correntes, funcionamento normal. 

A figura 3.2 mostra o diagrama fasorial das correntes necessárias para manter o 

campo girante, após a perda da fase “a”. 

Figura 3.2 – Diagrama fasorial das correntes, após a perda da fase “a”. 
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No caso de falta da fase “a”, para manter a mesma FMM, a amplitude das 

correntes remanescentes, )(' ti bs , )(' ti cs , )(' ti ds  e )(' ti es , precisam ser 1,38 vezes 

maiores em relação à amplitude das cinco correntes em condição de funcionamento 

normal. 

O diagrama de blocos para implementar o esquema de controle tolerante a falta 

de fase(s), sem necessidade de mudança no arranjo físico e componentes adicionais, no 

acionamento de um MSIP pentafásico é apresentado na figura 3.3.  

Figura 3.3 – Diagrama de blocos do esquema de controle tolerante a falta de fase. 

As correntes das fases do estator são medidas e usadas para detectar e identificar 

a falta de fase(s) e também para controlar o motor. A falta de fase é detectada por meio 

de sensor de corrente associado a cada fase. A identificação da(s) fase(s) faltantes é 

realizada utilizando um algoritmo que identifica dentre as cinco possibilidades (a, b, c, 

d, e) de falta de uma fase e as dez possibilidades (ab, ac, ad, ae, bc, bd, be, cd, ce, de) de 

falta de duas fases. O controle tolerante a falta de fase, sem qualquer hardware 

adicional, baseado na informação da(s) fase(s) faltante(s), utiliza um algoritmo para 

calcular as referências das correntes remanescentes a partir da referência da corrente de 

torque gerada na saída do controlador  PI. O erro entre as referências das correntes e as 

correntes do motor é usado pelo controlador de corrente por histerese para gerar os 

sinais de disparo dos IGBT’s do inversor fonte de tensão e faz com que as correntes do 

motor sigam as referências. 
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Considerando que as correntes 
*

qsi  e 
*

dsi  no referencial girante correspondem as 

referências da corrente de torque e do fluxo, respectivamente. Se ocorrer a perda da fase 

“a”, as referências das correntes remanescentes, *

bsi , *

csi , *

dsi  e *

esi  são dadas por: 

 

 

 

(3.42) 

 

(3.43) 

 

(3.44) 

 

(3.45) 

 

Para condição de falta de duas fases adjacentes, por exemplo: fases “a” e “b”, 

fazendo 0)( tias  e 0)( tibs  na equação (3.28), obtêm-se: 

 

 (3.46) 

 

onde os novos valores das correntes são representados por )('' ti cs , )('' ti ds  e )('' ti es . 

 

A parte real da equação (3.46) é dada por: 

 

 

(3.47) 

 

A parte imaginária da equação (3.46) é dada por: 
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(3.48) 

 

O sistema composto de duas equações algébricas, equações (3.47) e (3.48), e três 

incógnitas, ( )(''),(''),('' tititi esdscs ), possui infinitas soluções. Para encontrar uma 

única solução, assume-se como condição de restrição que a componente de sequência 

zero das correntes é nula. Assim assume-se que a somas das correntes remanescentes 

seja nula, como indicado na equação (3.49).  

 

 (3.49) 

 

As equações (3.47), (3.48) e (3.49), formam um sistema de 3 equações 

algébricas com três incógnitas, cuja solução é;  

 

 (3.50) 

 

.(3.51) 

 

 (3.52) 

 

A figura 3.4 mostra o diagrama fasorial das correntes necessárias para manter o 

campo girante, após a perda das fases “a” e “b”. 

Figura 3.4 – Diagrama fasorial das correntes, após a perda da fase “a” e “b”. 

)
5

2
()('')

5

4
()('')

5

4
()('')(

2

5 
  sentisentisentitsenI esdscsmáx

0)('')('')(''  tititi esdscs

)
5

2
cos(24,2)(''


  tIti máxcs

)
5

4
cos(62,3)(''


  tIti máxds

)cos(24,2)('' tIti máxes 

𝜔  

 

 

4𝜋 5  

2𝜋 5  



   

 

  44  

 

Neste caso de falta das fases “a” e “b”, para manter a mesma FMM, a amplitude 

das correntes remanescentes )('' ti cs  e )('' ti es  precisam ser 2,24 vezes maiores e a 

amplitude da corrente remanescente )('' ti ds  precisa ser 3,62 vezes maior, em relação ao 

valor inicial com as cinco fases em funcionamento. 

Para condição de falta de duas fases não adjacentes, por exemplo: fases “a” e 

“c”, fazendo 0)( tias  e 0)( tics  na equação (3.28), obtêm-se: 

 

 (3.53) 

 

onde os novos valores das correntes são representados por )('' ti bs , )('' ti ds  e )('' ti es . 

 

A parte real da equação (3.53) é dada por: 

 

 

(3.54) 

 

A parte imaginária da equação (3.54) é dada por: 

 

 

(3.55) 

 

O sistema composto de duas equações algébricas, equações (3.54) e (3.55), e três 

incógnitas, ( )(''),(''),('' tititi esdsbs ), possui infinitas soluções. Para encontrar uma 

única solução, assume-se como condição de restrição que a componente de sequência 

zero das correntes é nula. Assim assume-se que a soma das correntes remanescentes seja 

nula, como indicado na equação (3.56).  

 

 (3.56) 

 

As equações (3.54), (3.55) e (3.56), formam um sistema de 3 equações 

algébricas com três incógnitas, cuja solução é;  
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 (3.57) 

 

(3.58) 

 

 (3.59) 

 

A figura 3.5 mostra o diagrama fasorial das correntes necessárias para manter o 

campo girante, após a perda das fases “a” e “c”. 

Figura 3.5 – Diagrama fasorial das correntes, após a perda da fase “a” e “c”. 

 

Neste caso de falta das fases “a” e “c”, para manter a mesma FMM, a amplitude 

das correntes remanescentes )('' ti ds  e )('' ti es  precisam ser 2,24 vezes maiores e a 

amplitude da corrente remanescente )('' ti bs  precisa ser 1,38 vezes maior, em relação ao 

valor inicial com as cinco fases em funcionamento. 

Procedimento similar deve ser realizado quando da ocorrência da perda de 

outra(s) fase(s). 

Os fasores de referências das correntes remanescentes para o caso de falta de 

fase(s) estão resumidos na Tabela 3.1. 
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Tabela 3.1 – Fasores de referências das correntes remanescentes 

Condição do Motor 
Amplitude da Corrente (pu) 

Fase a Fase b Fase c Fase d Fase e 

Normal 
Amplitude 1 1 1 1 1 

ângulo 0 52  54  54  52  

Falta de uma fase 
Amplitude 0 1,38 1,38 1,38 1,38 

ângulo - 5  54  54  5  

Falta de duas fases  

adjacentes 

Amplitude 0 0 2,24 3,62 2,24 

ângulo - - 52  54  0 

Falta de duas fases  

não adjacentes 

Amplitude 0 1,38 0 2,24 2,24 

ângulo - 52  -   5  

 

Convém ressaltar que o controle individual da corrente nas fases remanescentes 

sem mudança no arranjo físico, apenas ajustando a amplitude e o ângulo  só é possível 

se a componente de sequência zero for nula.  É necessário então assumir como  

condição de restrição que a soma das correntes nas fases remanescentes seja nula. 

3.3. Proposta de Transformação de Múltiplas Fases 

Um método alternativo para obter a amplitude e o ângulo das referências das 

correntes remanescentes será apresentado a seguir. Este método consiste em obter, a 

partir de transformações de múltiplas fases, as correntes necessárias para que o sistema 

pentafásico com falta de fase seja capaz de produzir a mesma FMM de um sistema 

trifásico balanceado equivalente ao pentafásico em condições normais de 

funcionamento.  

A matriz de transformação de Clarke [m3] para um sistema trifásico balanceado, 

adotando o sistema de coordenadas da Figura 3.6,  é dado por: 

 

(3.60) 
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Figura 3.6 – Sistema de coordenadas abc e αβ. 

 

A matriz de transformação inversa de Clarke [m3]
-1

 para um sistema trifásico, é 

dada por: 

 

(3.61) 

 

 

A matriz de transformação de Clarke [m5] para um sistema pentafásico balanceado, 

adotando o sistema de coordenadas da Figura 3.7,  é dado por: 

 

(3.62) 
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Figura 3.7 – Sistema de coordenadas abcde e αβ. 

 

Uma possibilidade de encontrar a matriz de transformação inversa de Clarke 

pentafásica [m5]
-1

 seria obter a pseudo-inversa, equação (3.63) , porém a matriz de 

informação de fisher pode ser singular ou mal condicionada. Mas é possível resolver 

esta inversa com decomposição por valores singulares truncada (tsvd) ou com regressão 

ridge. 

 

(3.63) 

 

 

 

Para transformar pentafásico em trifásico, deve-se usar (3.61) e (3.62). 
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Para transformar trifásico em pentafásico, deve-se usar (3.60) e (3.63). 

  

(3.65) 

 

 

 

Utilizando a pseudo-inversa com tsvd ou ridge, pode gerar erros de aproximação 

dos resultados, porém os erros são mínimos e determinados. Em teste reralizados 

obteve-se erros da ordem de (1e-15). 

A seguir é apresentado um exemplo de aplicação no qual é obtido o sistema 

pentafásico com falta da fase “c” que produz a mesma FMM do sistema trifásico 

balanceado equivalemnte ao pentafásico em condições normais de funcionamento. 

A matrix de transformação de Clarke pentafásica considerando falta da fase “c”  

[m5fc], adotando o sistema de coordenadas da Figura 3.8,  é mostrada abaixo: 

 

(3.66) 
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Figura 3.8 – Sistema de coordenadas abde e αβ. 

 

A matrix de transformação inversa de Clarke pentafásica considerando falta da 

fase “c”  [m5fc]
-1

 é mostrada abaixo: 

 

(3.67) 

 

 

 

O sistema pentafásico com falta na fase “c” a partir de um sistema trifásico 

balanceado, é obtido como mostrado abaixo: 

 

(3.68) 
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3.4. Conclusões 

Neste capítulo, o funcionamento tolerante a falta de fase de um motor síncrono 

de ímãs permanentes pentafásico foi estudado. O motor síncrono de ímãs permanentes 

neste estudo possui força contra eletromotriz senoidal e é alimentado por correntes 

senoidais. Novos conjuntos de correntes para manter inalterada a FMM foram definidos 

para o caso da perda de uma e duas fases.  

O esquema de controle tolerante a falta de fase apresentado elimina a 

necessidade de interligar o ponto neutro do motor pentafásico com o ponto 

intermediário entre os capacitores do elo CC do inversor, pois a soma das correntes 

remanescentes sendo nula, a componente de sequência zero das correntes será nula e o 

ponto de neutro do motor poderá ser isolado.  

O controle individual das correntes remanescentes, quando da ocorrência da 

perda de uma ou duas fases, é implementado identificado as fases que estão abertas e 

gerando as referências das correntes remanescentes ajustando assim o esquema de 

controle por meio de modificações no algoritmo de controle, sem necessidade de 

mudança no arranjo físico e componentes adicionais.  

No caso da perda de duas fases é necessário ajustar a velocidade e a carga a fim 

de reduzir o valor das correntes remanescentes do estator e evitar que os valores 

nominais sejam excedidos. Para o caso da perda de uma fase, ajustando o valor das 

corrente na fases remanescentes igual ao valor da corrente inicial, o torque será reduzido 

para 80% do torque em condição normal de funcionamento. Para o caso da perda de 

duas fases o torque será reduzido para 60%. Mesmo com redução no torque, a solução 

apresentada possui utilidade prática. Por exemplo, para o caso de um navio,  haveria 

uma redução na velocidade e um consequente aumento no tempo da viagem, porém 

garantindo a condição de chegar ao destino. 

 

 

 



   

 

  52  

 

4. SIMULAÇÃO DO MSIP PENTAFÁSICO COM ESQUEMA DE 

CONTROLE TOLERANTE A FALTA DE FASE 

Neste capítulo será apresentado o estudo de simulação onde será analisado o 

comportamento do esquema de controle tolerante a falta de fase após a perda de uma ou 

duas fases.  

Optou-se por utilizar o ambiente MATLAB/Simulink
®
 para realizar as 

simulações.  

Foi necessário desenvolver o modelo de um MSIP de polos salientes de cinco 

fases, pois este modelo não faz parte da biblioteca de máquinas elétricas do 

SimPowerSystems
®
.  

4.1. Modelo do MSIP em Ambiente Matlab/Simulink
®
 

As equações (2.27) a (2.31), (2.42) a (2.46), (2.54) e (2.58) descrevem o modelo 

dinâmico do motor síncrono de ímãs permanentes pentafásico, com força contra 

eletromotriz induzida (fcem) senoidal e polos salientes, no referencial girante, e podem 

ser reescritas como apresentado a seguir: 
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(4.6) 

 

(4.7) 

 

Baseado nas equações (4.1) a (4.7), foi desenvolvido o bloco, mostrado na 

Figura 4.1, do modelo de um MSIP pentafásico de polos salientes, fcem senoidal, com 

os enrolamentos do estator conectados em estrela. Este bloco pode ser conectado a 

outros blocos da biblioteca SimPowerSystems
®
 através dos terminais elétricos do motor 

(A, B, C, D e E) e também pode ser conectado aos blocos da biblioteca do Simulink
®
 

através da entrada (TCARGA) e das saídas (is_abcde, wr_m, th_e e Te) do motor.  

 

 

 

 

Figura 4.1– Bloco SimPowerSystems MSIP 5 Fases. 

O subsistema do bloco MSIP 5 Fases é mostrado na Figura 4.2.  

 

 

 

 

 

 

 

Figura 4.2– Subsistema do Bloco SimPowerSystems  MSIP 5 Fases. 
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Os blocos que representam o modelo elétrico e mecânico do MSIP pentafásico 

são mostrados na Figura 4.3. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 4.3– Subsistema do bloco MSIP 5 fases. 

 

 

O modelo mecânico dinâmico do MSIP pentafásico é mostado na Figura 4.4. 

 

 

 

 

 

Figura 4.4– Subsistema do bloco modelo mecânico dinâmico. 

 

O modelo elétrico dinâmico do MSIP pentafásico é mostrado na Figura 4.5. 
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Te

Modelo Elétrico Dinâmico MSIP Pólos Salientes 5 Fases

Equação: Te = (5/2)*(P/2)*Lambda*iqs + (5/2)*(P/2)*(Lds - Lqs)*ids*iqs 

2

Te

1

ias ibs ics ids ies

th_e

iqs ids ix1s iy 1s i0s

ias ibs ics ids ies

qdx1y10 -> abcde

1.25*P*(Lds-Lqs)*u(1)*u(2)

Te_r  (Torque Relutância)

1.25*P*Lambda*u(1)

Te_i  (Torque Imã)

v qs v ds v x1s v y 1s v 0s

wr_e

iqs ids ix1s iy 1s i0s

Circuitos qdxy0

v as v bs v cs v ds v es

th_e

v qs v ds v x1s v y 1s v 0s

 abcde -> qdx1y10 

3

th_e

2

wr_e

1

vas vbs vcs vds ves

 

 

 

 

 

 

Figura 4.5– Subsistema do bloco modelo elétrico dinâmico. 

4.2. Simulação do MSIP Pentafásico com Esquema de Controle 

Tolerante a Falta de Fase 

Utilizando o modelo do MSIP de polos salientes de cinco fases desenvolvido na 

seção 4.1 e baseado no diagrama de blocos do esquema de controle tolerante a falta de 

fase apresentado na Figura 3.3, foram realizadas simulações, utilizando o diagrama de 

blocos mostrado na Figura 4.6.  

Os parâmetros do motor utilizados na simulação são apresentados na Tabela 4.1. 

Tabela 4.1 – Parâmetros do MSIP usado na simulação [43]. 

Potência nominal 𝑃 4,4 𝑘𝑊  

Tensão nominal (tensão de linha) 𝑉 220 𝑉  

Frequência nominal 𝑓 60 𝐻𝑧 

Número de polos 𝑝 8 

Resistência do estator 𝑟𝑠 0,12 Ω 

Fluxo enlaçado do ímã 𝜆𝑚 0,05 𝑊𝑏 

Induância do eixo direto 𝐿𝑑𝑠 1,35 𝑚𝐻 

Indutância do eixo em quadratura 𝐿𝑞𝑠  1,35 𝑚𝐻 

Coeficiente de atrito 𝐵 0,02 𝑁.𝑚. 𝑠 𝑟𝑎𝑑  

Momento de inércia 𝐽 0,002 𝐾𝑔.𝑚2 

Torque de carga 𝑇𝑐𝑎𝑟𝑔𝑎 7 𝑁.𝑚 
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Figura 4.6 – Diagrama de blocos utilizado na simulação do esquema de controle 

                            tolerante a falta de fase. 
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O controlador de velocidade é mostrado na Figura 4.7 

Figura 4.7 – Subsistema do bloco controlador de velocidade. 

Os ganhos do controlador proporcional-integral (PI) foram inicialmente 

calculados utilizando o método apresentado em [44] e depois ajustados para melhorar a  

resposta dinâmica. 

 

O subsistema do bloco Controle Tolerante a Falta de Fase é mostrado na Figura 

4.8 

Figura 4.8 – Subsistema do bloco Controle Tolerante a Falta de Fase. 
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A simulação do esquema de controle tolerante a falta de fase para duas 

condições de falta de fase: falta da fase “a” e falta das fases “a” e “b” foram realizadas 

observando a seguinte sequência. Inicialmente o MSIP está operando em regime 

permanente em condições normais de funcionamento com cinco fases balanceadas, e no 

instante 𝑡 = 0,05 𝑠 o disjuntor da fase “a” é desligado simulando a falta da fase “a”. O 

MSIP continua funcionando por mais três segundos sem alteração no controle até o 

instante 𝑡 = 0,08 𝑠, quando é enviado um sinal de comando ao bloco de controle 

tolerante a falta de fase, que calcula as novas referências das correntes para as quatro 

fases remanescentes, para manter a FMM resultante inalterada. O MSIP passa a 

funcionar com quatro fases com controle reconfigurado do instante 𝑡 = 0,08 𝑠 até o 

instante 𝑡 = 0,11 𝑠, quando o disjuntor da fase “b“ é desligado simulando a falta das 

fases “a” e “b”. O MSIP continua funcionando por mais três segundos sem alteração no 

controle e no instante 𝑡 = 0,14 𝑠 é enviado um sinal de comamdo ao bloco de controle 

tolerante a falta de fase, que calcula as novas referências das correntes para as três fases 

remanescentes. O MSIP passa a funcionar com três fases com controle reconfigurado. 

Nesta simulação a velocidade foi ajustada para 150 rad/s e o torque de carga é constante 

e igual a 7 N.m. 

A Figura 4.9 mostra que as correntes nas fases remanescentes, após a condição 

de falta da fase “a” ser introduzida no instante 𝑡 = 0,05 𝑠, não possuem formato 

senoidal e não são balanceadas provocando oscilação inaceitável no torque e na 

velocidade, embora o motor continue a funcionar devido a característica inerente de 

tolerância a falta de fase das máquinas multifásicas. Porém após a reconfiguração 

ocorrida no instante 𝑡 = 0,08 𝑠, a partir da definição das novas referências das 

correntes, o controlador impõe as correntes necessárias em formato senoidal, com 

mesma amplitude e balanceadas para manter a FMM resultante inalterada. Observa-se 

que, para manter o mesmo torque médio, as amplitudes das correntes remanescentes 

precisaram ser acrescidas 38,19% em relação à amplitude das cinco correntes em 

condição normal de funcionamento. 
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Figura 4.9 – Correntes esas iai  antes e durante a falta da fase “a” e após a 

                                 reconfiguração. 

As figuras 4.10 e 4.11 mostram que no período durante a falta da fase “a” o 

torque e a velocidade apresentam um comportamento oscilatório cuja harmônica mais 

significativa está na frequência fundamental”, porém a partir de reconfiguração, instante 

𝑡 = 0,08 𝑠, as oscilações diminuíram e retornaram aos níveis muito similares aos 

apresentados na condição de funcionamento normal. 

Figura 4.10 – Torque antes e durante a falta da fase “a”e após a reconfiguração. 

 

Figura 4.11 – Velocidade antes e durante a falta da fase “a” fase e após a 

                                    reconfiguração. 
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A Figura 4.12 mostra que as correntes nas fases remanescentes, após a condição 

de falta das fases “a” e “b” ser introduzida no instante 𝑡 = 0,11 𝑠, não possuem formato 

senoidal e nem são balanceadas provocando oscilação inaceitável no torque e na 

velocidade, embora o motor continue a funcionar devido a característica inerente de 

tolerância a falta de fase das máquinas multifásicas. Porém após a reconfiguração 

ocorrida no instante 𝑡 = 0,14 𝑠, a partir da definição das novas referências das 

correntes, o controlador impõe as correntes necessárias em formato senoidal, 

balanceadas e com amplitudes diferentes para manter a FMM resultante inalterada. 

Observa-se que a amplitude das correntes remanescentes precisou ser acrescidas 

223,61% nas fases “c” e “e” e 361,8% na fase “d” em relação a amplitude das cinco 

correntes em condição normal de funcionamento. Neste caso faz-se necessário ajustar a 

velocidade e a carga a fim de reduzir o valor das correntes remanescentes do estator e 

evitar que os valores nominais sejam excedidos. 

Figura 4.12 – Correntes esbs iai  antes e durante a falta da fase “a” e “b” após a 

                               reconfiguração. 
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Figura 4.13 – Torque antes e durante a falta da fase “a” e “b” e após a reconfiguração. 

 

Figura 4.14 – Velocidade antes e durante a falta da fase “a” e “b” e após a 

                                   reconfiguração. 
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Observou-se que a falta de fase sem controle tolerante representa uma condição 

de funcionamento indesejável, provocando oscilações torque, o que pode causar danos 

irreparáveis ao sistema de acionamento. 

Os resultados das simulações realizadas mostraram que, após a reconfiguração, a 

velocidade e o torque médio permaneceram praticamente inalterados validando assim o 

esquema de controle tolerante a falta de fase. 

A falta  das fases “a” e “b”  representa um estado crítico e grave, e portanto para 

evitar sobrecorrentes o motor deverá funcionar com torque reduzido. 
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5. PROTÓTIPO DO MSIP PENTAFÁSICO 

A fim de obter os resultados experimentais e avaliar o esquema de controle 

tolerante a falta de fase foi desenvolvido o protótipo de um MSIP pentafásico [45] [46] 

[47]. 

O Protótipo do MSIP pentafásico, 11 kW, 45 ranhuras, 6 polos, 90 Hz, 1800 

rpm, foi projetado e construído pela empresa Equacional Elétrica e Mecânica Ltda. a 

partir da modificação de um MSIP trifásico, linha Wmagnet fabricado pela WEG 

Equipamentos Elétricos S.A., 11 kW, 36 ranhuras, 6 polos, 90 Hz, 1800 rpm. O núcleo 

do MSIP de 36 ranhuras com enrolamento de estator trifásico foi substituído por um 

núcleo de 45 ranhuras com enrolamento de estator pentafásico, e as demais partes do 

motor (rotor, carcaça, rolamentos e estrutura mecânica) foram mantidas. 

5.1. Projeto do Enrolamento Pentafásico 

Deseja-se obter um enrolamento de estator pentafásico com distribuição de 

FMM quase senoidal, simétrico e balanceado. 

Sabe-se que para 1 ranhura por polo e por fase  (𝑞 = 1), obtém-se um 

enrolamento concentrado com distribuição de FMM não senoidal. Para obter um 

enrolamento com distribuição de FMM senoidal é necessário um enrolamento 

distribuído e portanto com mais de 1 ranhura por polo e por fase  (𝑞 > 1).  

Para um estator pentafásico de 6 polos e 1 1 2  ranhuras por polo e por fase 

(𝑞 = 1 1 2, 𝑒𝑛𝑟𝑜𝑙𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑜 𝑓𝑟𝑎𝑐𝑖𝑜𝑛á𝑟𝑖𝑜) , são necessários 45 ranhuras,                   

𝑄 = 𝑚 × 𝑝 × 𝑞 = 5 𝑓𝑎𝑠𝑒𝑠 × 6 𝑝ó𝑙𝑜𝑠 × 1 1 2 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠 = 45 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠 .   

Para um estator pentafásico de 6 polos e 2 ranhuras por polo e por fase         

(𝑞 = 2, 𝑒𝑛𝑟𝑜𝑙𝑎𝑚𝑒𝑛𝑡𝑜 𝑖𝑛𝑡𝑒𝑔𝑟𝑎𝑙), são necessários 60 ranhuras,                                           

𝑄 = 𝑚 × 𝑝 × 𝑞) = 5 𝑓𝑎𝑠𝑒𝑠 × 6 𝑝ó𝑙𝑜𝑠 × 2 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠 = 60 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠.  

Optou-se pelo enrolamento fracionário, com 𝑄 = 45 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠, por apresentar 

redução de harmônicas e distribuição de FMM quase senoidal. Como não existem 

grupos de bobinas com números fracionários de bobinas, deve-se ser utilizar grupos de 

bobinas com “N” bobinas e grupos com “N + 1” bobinas. Para elaborar o diagrama de 

um enrolamento fracionário que seja balanceado e simétrico, cada fase deve-se ter o 
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mesmo número de ranhuras, o mesmo número de bobinas e a ordem de colocação dos 

grupos de bobinas deve ser estabelecida de forma que estes estejam simetricamente 

distribuídos. O enrolamento deve ser de camada dupla, no qual o número de bobinas 

seja igual ao número de ranhuras e cada ranhura possua dois lados de bobinas, ou seja, 

um enrolamento de bobina inteira, onde todas as bobinas possuam a mesma forma. 

5.2. Configuração do EnrolamentoPentafásico 

O número de ranhuras por polo e por fase é dado por:  𝑞 =
𝑄

𝑚×𝑝
=

45

30
=

3

2
= 1

1

2
 

Como cada grupo polar (grupo de bobina) precisa ter um número inteiro de bobinas, 

então  𝑞 =
3

2
= 1

1

2
  somente pode ser obtido se 2 (denominador de  𝑞)  grupos de 

bobinas sob dois polos possuírem números diferentes de bobinas totalizando 3 bobinas 

(numerador de 𝑞). Assim 3 bobinas para cada fase situada sob 2 polos podem ser 

obtidas se tivermos 1 grupo de bobina com 1 bobina e outro grupo de bobina com 2 

bobinas, logo 𝑞 =
1×1+1×2

2
= 1

1

2
. Assim 2 polos formam uma unidade básica de 

enrolamento. Como o enrolamento tem 6 polos, existem 3 unidades básicas de 2 polos, 

cada uma possuindo 3 ranhuras para cada fase, totalizando (5 ×3) = 15 ranhuras por 

unidade básica de enrolamento. Os 2(1+1) grupos de bobinas de cada fase em cada 

unidade básica de enrolamento precisam ser ligadas em série e como existem  3  

unidades básicas de enrolamento, o número máximo de caminhos paralelos é igual a 3, 

que é o mesmo número de unidades básicas de enrolamento. 

Para um enrolamento fracionário, pode-se usar a expressão geral abaixo; 

𝑞 =
𝑄

𝑚×𝑝
=

𝑀

𝑑
= 𝐼 +

𝑛

𝑑
       onde 𝑀 e 𝑑 não possuem divisor comum. 

a) Número de polos na unidade básica é 𝑑 = 2. 

b) Número de ranhuras por fase na unidade básica é 𝑀 = 𝑞 × 𝑑 = 3. 

c) Número total de ranhuras na unidade básica é 𝑚 × 𝑀 = 5 × 3 = 15. 

d) Número de unidades básicas =
𝑝

𝑑
=

6

2
= 3 , que é o número máximo de 

caminhos paralelos. 

e) Cada fase, na unidade básica, possui 𝑑 − 𝑛 = 2 − 1 = 1 grupo de 𝐼 = 1 

bobina e 𝑛 = 1 grupo de I+1 = 1 + 1 = 2 bobinas. 
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5.3. Diagrama do Enrolamento Pentafásico 

O passo do enrolamento é dado por: 𝑦 =
𝑄

𝑝
=

45 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠

6 𝑝ó𝑙𝑜𝑠
= 7 

1

2
 . Como o passo 

de enrolamento tem que ser um número inteiro, devem-se colocar as bobinas com um 

passo de 6, 7 ou 8 ranhuras. Escolheu-se o passo curto de 7 ranhuras, 𝑦 =

7 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠,  que é 93,33% do passo integral(𝑦 = 7 1 2 ), devido este apresentar 

menor conteúdo harmônico e melhor fator fundamental como mostrado na Tabela 5.1 – 

Fatores de Enrolamento Harmônicos. O fator de enrolamento para distribuição de 

bobinas com 𝑞 = 3 2  , para um conjunto irredutível de grupos por par de polos: 1 

grupo de 2 bobinas + 1 grupo de 1 bobina é dado pela equação (5.1). 

 

(5.1) 

 

onde: 

ℎ é a ordem do componente harmônico, ,..3,2,1,0),1..2(),5(  nnmhfasesm ; 

𝑦 é o passo do enrolamento em número de ranhuras, (𝑦 = 7); 

𝑦𝑟𝑒 é o passo de ranhura em graus elétricos, (𝑦𝑟𝑒 =
𝑝

2
×360𝑜

𝑄
=

6

2
×360𝑜

45
= 24𝑜 elétricos). 

Utilizando a equação (5.1) e considerando que os harmônicos presentes no 

enrolamento de 5 fases, obteve-se os fatores de enrolamentos harmônicos para os passos 

de enrolamentos 𝑦 = 6 (1 − 7) e 𝑦 = 7 (1 − 8), mostrado abaixo na Tabela 5.1 – 

Fatores de Enrolamento Harmônicos. 

Tabela 5.1 – Fatores de enrolamento harmônicos. 

𝑦-passo ℎ = 1 ℎ = 9 ℎ = 11 ℎ = 19 ℎ = 21 ℎ = 29 ℎ = 31 

6 (1-7)) 0,9372 0.1211 0,1072 0,1072 0,1211 0,9372 0,9372 

7 (1-8) 0,9800 0,0748 0,0459 0,0459 0,0748 0,9800 0,9800 

É usual também representar 𝑦 = 7 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠 como 𝑝𝑎𝑠𝑠𝑜 1 − 8, que indica os 

números das ranhuras nas quais são colocadas cada lado de uma mesma bobina, assim 

para o 𝑝𝑎𝑠𝑠𝑜 1 − 8 quando um lado de bobina for colocado na ranhura n
o 1, o outro 

6

1
)2(2)1( reyyreyjhreyjhreyyjhrejhyyrejhy

eh

eeeee
F
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lado da mesma bobina deve ser colocado na ranhura n
o 8, ou seja , passo de bobina igual 

a 7, pois 1 + 7 = 8. 

O passo de ranhura em graus mecânicos é dado por: 𝑦𝑟𝑚 =
360𝑜 𝑚𝑒𝑐â𝑛𝑖𝑐𝑜𝑠

𝑄
=

360𝑜 𝑚𝑒𝑐â𝑛𝑖𝑐𝑜𝑠

45 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠
 = 8𝑜 𝑚𝑒𝑐â𝑛𝑖𝑐𝑜𝑠. 

Para que o enrolamento do estator pentafásico seja simétrico, é necessário que o 

ângulo de fase entre qualquer duas fases consecutivas de um par de polos, em graus 

elétricos, seja dado por: 𝑦𝑓𝑒 =
360𝑜 𝑒𝑙é𝑡𝑟𝑖𝑐𝑜𝑠

𝑚
=

360𝑜 𝑒𝑙é𝑡𝑟𝑖𝑐𝑜𝑠

5
= 72𝑜 𝑒𝑙é𝑡𝑟𝑖𝑐𝑜𝑠. Este 

ângulo é conhecido como passo de fase (𝑦𝑓) e pode ser expresso em graus elétricos 

(𝑦𝑓𝑒), em graus mecânicos (𝑦𝑓𝑚) ou em número de ranhuras(𝑦𝑓𝑟). Em graus mecânico, 

para um enrolamento de 6 polos é dado por:  𝑦𝑓𝑚 =
72𝑜 𝑒𝑙é𝑡𝑟𝑖𝑐𝑜𝑠

𝑝 2 
=

72𝑜 𝑒𝑙é𝑡𝑟𝑖𝑐𝑜𝑠

6 𝑝ó𝑙𝑜𝑠 2 
=

24𝑜 𝑚𝑒𝑐â𝑛𝑖𝑐𝑜𝑠.  Em termos de número de ranhuras, para um enrolamento de 6 polos é 

dado por: 𝑦𝑓𝑟 =
𝑦𝑓𝑚

𝑦𝑟𝑚
=

24𝑜 𝑚𝑒𝑐â𝑛𝑖𝑐𝑜𝑠

8𝑜 𝑚𝑒𝑐â𝑛𝑖𝑐𝑜𝑠
= 3 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠. Logo, se a fase A inicia na ranhura 

n
o 1, a fase B inicia-se na ranhura n

o 4, a fase C inicia-se na ranhura n
o 7 , a fase D 

inicia-se na ranhura n
o 10 e a fase E inicia-se na ranhura n

o 13. 

A sequência dos grupos de bobinas e a distribuição de ranhuras em uma unidade 

básica de enrolamento, são mostradas na Tabela 5.2. 

Tabela 5.2 – Sequência de grupos de bobinas e distribuição de ranhuras de uma 

                            unidade básica de enrolamento. 

 

Unidade básica de enrolamento 

Polos  Polo 1 (norte) Polo 2 (sul) 

Fases A D B E C A D B E C 

N
o
 de bobinas por grupo 2 1 2 1 2 1 2 1 2 1 

Ranhuras 1,2 3 4,5 6 7,8 9 10,11 12 13,14 15 
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A distribuição de ranhuras, a sequência de fase e os pontos de início e de 

término das fases dos enrolamentos são mostrados na Figura 5.1. A representação “A+” 

indica ponto de início da fase A e “A-“  indica ponto de término da fase A.  

A disposição dos enrolamentos de cada uma das fases é mostrada na Figura 5.2. 

A letra “S” ao lado do número da ranhura indica que a bobina deverá ser colocada na 

parte superior da ranhura e a letra “I” ao lado do número da ranhura indica que a bobina 

deve ser colocada na parte inferior da ranhura. 

 

 

Figura 5.1–Distribuição de ranhuras, sequência de fase e 

          pontos de início e de término das fases. 

 

 

 

 

A 
D 

B 
E 

C 

(1,2) 
(3) 

(4,5) 

(6) 

(7,8) 

Polo – 1 (N) 
A 

D 

B 

E 

C 

(9) 

(10,11) 

(12) 

(13,14) 

(15) 

Unidade básica de 

enrolamento 

360 graus elétricos 

120 graus mecânicos 

Polo – 2 (S) 

Polo –3 (N) 

A + 

B + 

C + 

D + 

E + 

E - 

D - 

Polo – 6 (S) 

Polo –4 (S) 

Polo – 5 (N) 

A 
D 

B 
E 

C 
(16,17) 

(18) 

(19,20) 
(21) 

(22,23) (24) 
(25,26) 

(27) 

(30) 

(33) 

(36) 

(39) 

(42) 

(45) 

(28,29) 

(31,32) 

(34,35) 

(37,38) 

(40,41) 

(43,44) 

C - 

B - 

A - 

A 

A 

A 

D 

D 

D 

B 

B 

E 

E 

E 
B 

C 

C 

C 



   

 

  68  

 

 

A+ 

      (01S – 08I)                (02S – 09I)        P1 

      (09S – 16I)                                          P2 

      (16S – 23I)                (17S – 24I)      P3 

      (24S – 31I)                                         P4 

      (31S – 38I)               (32S – 39I)      P5 

      (39S – 01I)                                        P6 

A- 

(a) Disposição do enrolamento da fase A. 

 

B+ 

      (04S – 11I)                (05S – 12I)        P1 

      (12S – 19I)                                           P2 

      (19S – 26I)                (20S – 27I)      P3 

      (27S – 34I)                                         P4 

      (34S – 41I)               (35S – 42I)      P5 

      (42S – 04I)                                        P6 

B- 

 

(b) Disposição do enrolamento da fase B. 

 

C+ 

      (07S – 14I)                (08S – 15I)        P1 

      (15S – 22I)                                           P2 

      (22S – 29I)                (23S – 30I)      P3 

      (30S – 37I)                             P4 

      (37S – 44I)                (38S – 45I)      P5 

      (45S – 07I)                            P6 

C- 

(c) Disposição do enrolamento da fase C. 
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D+ 

      (10S – 17I)               (11S – 18I)         P1 

      (18S – 25I)                                           P2 

      (25S – 32I)                (26S – 33I)      P3 

      (33S – 40I)                             P4 

      (40S – 02I)                 (41S – 03I)     P5 

      (03S – 10I)                                        P6 

D- 

(d) Disposição do enrolamento da fase D. 

E+ 

      (13S – 20I)               (14S – 21I)         P1 

      (21S – 28I)                                           P2 

      (28S – 35I)                 (29S – 36I)      P3 

      (36S – 43I)                             P4 

      (43S – 05I)                 (44S – 06I)     P5 

      (06S – 13I)                                        P6 

E- 

(e) Disposição do enrolamento da fase E. 

Figura 5.2– Disposição dos enrolamentos das fases A a E. 

A figura 5.3 mostra o diagrama do enrolamento, representado na forma 

simbólica planificada na qual são mostrados os grupos de bobinas interligadas no 

estator, como se tivesse sido cortado e esticado sobre um plano, ou seja, secciona-se o 

estator no sentido no sentido longitudinal e estende-se sobre um plano. Os dois lados de 

bobinas são colocados em duas camadas sobrepostas e separadas. Cada bobina possui 

um lado na parte inferior da ranhura, sendo representada no diagrama do enrolamento 

por uma linha tracejada e localizada no lado direito, o outro lado da mesma bobina é 

colocado na parte superior de outra ranhura, sendo representado no diagrama do 

enrolamento por uma linha cheia e localizada no lado esquerdo, por ser o lado que está 

disposto em cima do tracejado. No Anexo VIII é apresentado o diagrama do 

enrolamento, representado na forma simbólica circular,na qual é mostrado de modo 

simplificado as ranhuras e os grupos de bobinas com as respectivas interligações como 

se estivéssemos olhando o motor pela frente na direção longitudinal do estator. 
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Figura 5.3– Diagrama do enrolamento (representação simbólica planificada). 
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5.4. Valores Nominais e Características do MSIP Trifásico 

O MSIP trifásico original é um motor da linha Wmagnet fabricado pela WEG 

Equipamentos Elétricos S.A, cujos valores nominais, características construtivas, 

características do enrolamento, e carregamentos são apresentados abaixo: 

 Valores nominais do MSIP trifásico original: 

Potência nominal, 𝑃 = 15 CV (11 kW) 

Tensão nominal, 𝑉𝐿 = 380 V (ligação do enrolamento em estrela) 

Corrente nominal, 𝐼 = 19,2 A (ligação do enrolamento em estrela) 

Frequência nominal, 𝑓 = 90 Hz 

Número de polos, 𝑝 = 6 (ímãs permanentes de terras raras de NdFeB) 

Velocidade nominal, 𝑁 = 1800 rpm 

 Características construtivas do MSIP trifásico original: 

Número de ranhuras do estator, 𝑄 = 36 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠 

Comprimento do núcleo do estator, 𝐿 = 100,5 𝑚𝑚 

Diâmetro interno do núcleo do estator, 𝐷𝑖𝑛 = 150 𝑚𝑚 

Diâmetro externo do núcleo do estator, 𝐷𝑒𝑥𝑡 = 220 𝑚𝑚 

O desenho da chapa do estator original trifásico é apresentado no Anexo I, o 

desenho com as características construtivas do rotor é apresentado no Anexo II, o 

diagrama do enrolamento trifásico é apresentado no Anexo III e o registro fotográfico 

do MSIP trifásico original é apresentado no Anexo IV. 

 Características do enrolamento do MSIP trifásico original: 

Números de ranhuras do estator, 𝑄 =36 ranhuras 

Diposição das bobinas, enrolamento de camada simples 

Número de grupos de bobinas, 𝐺𝑏 = 18 grupos de bobinas 

Número de bobinas por grupo, 𝐵𝑔 = 1 bobina por grupo 

Número de espiras por bobina, 𝑁𝑒𝑏 = 24 espiras por bobina 

Passo do enrolamento, 𝑦 = 5 (1 − 6) 

Conexão em série dos grupos de bobinas – fases conectadas em Y 

N° de espiras em série por fase, 𝑁𝑒𝑓= 144 espiras/fase 

Bitola do fio: 5 x N 20 AWG  (Sc = 2,6 mm² - total) 
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Fator de enrolamento fundamental, Fe1 = 0,9659 
 

 Carregamentos do MSIP trifásico original: 

Densidade de corrente do enrolamento: 

𝐽 =
𝐼

𝑆𝑐
=

19,2

2,6 
= 7,38 𝐴 𝑚𝑚2  

Fluxo magnético por polo no entreferro: 

∅𝑝 =
𝐸𝑜𝑓

√2𝜋𝑓𝑁𝑒𝑓𝐹𝑒1

=
357 √3 

4,44 × 90 × 144 × 0,9659
= 3,71 × 10−3 𝑊𝑏 𝑝𝑜𝑙𝑜  

𝐸𝑜𝑓 = 357 V-Y@1800 rpm (90 Hz) tensão medida no ensaio a vazio (Anexo V). 

5.5. Valores Nominais, Características e Cálculos do MSIP Pentafásico 

Os valores nominais e características considerados no projeto e construção do 

protótipo do MSIP pentafásico são apresentadas abaixo: 

 Valores nominais do MSIP pentafásico: 

Potência nominal, 𝑃 = 15 CV (11 kW) 

Tensão nominal, 𝑉𝐿 = 220 V (ligação do enrolamento em estrela) 

Corrente nominal, 𝐼 = 12,5 A (ligação do enrolamento em estrela) 

Frequência nominal, 𝑓 = 90 Hz 

Número de polos, 𝑝 = 6 (ímãs permanentes de terras raras de NdFeB) 

Velocidade nominal, 𝑁 = 1800 rpm 

 Características construtivas do MSIP pentafásico: 

Número de ranhuras do estator, 𝑄 = 45 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠 

Comprimento do núcleo do estator, 𝐿 = 100,5 𝑚𝑚 

Diâmetro interno do núcleo do estator, 𝐷𝑖𝑛 = 150 𝑚𝑚 

Diâmetro externo do núcleo do estator, 𝐷𝑒𝑥𝑡 = 220 𝑚𝑚 

O desenho da chapa do estator pentafásico é apresentado no Anexo VI, o 

desenho com as características construtivas do rotor é apresentado no Anexo II, o 
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diagrama do enrolamento pentafásico é apresentado na Figura 5.3 e no Anexo VII, o 

ensaio a vazio e forma de onda de tensão são apresentados no Anexo VIII e o registro 

fotográfico do MSIP trifásico original é apresentado no Anexo IX. 

 Valores calculados para o MSIP pentafásico: 

Fator de enrolamento da componente fundamental; 

      𝐹𝑒1 =  0,98  (Tabela 5.1) 

Tensão de fase do estator pentafásico (ligação estrela); 

𝑉𝑓 =
𝑉𝐿

1,1756
=

220

1,1756
= 187,14 𝑉 

Número de espiras por fase, 𝑁𝑒𝑓; 

Utilizando o mesmo fluxo por polo do MSIP original, obtém-se; 

  𝑁𝑒𝑓 =
𝑉𝑓

4,44×𝑓×∅𝑝×𝑓𝑒1
=

187,14

4,44×90×3,71×10−3×0,98
= 128,78 

Número de espiras por bobina, 𝑁𝑒𝑏, 

𝑁𝑒𝑏 =
𝑁𝑒𝑓

𝑁𝑏𝑓
=

128,78

9
= 14,3 ≈ 14 

Número de bobinas por fase, 𝑁𝑏𝑓; 

               𝑁𝑏𝑓 =
𝑄

𝑚
=

45 𝑟𝑎𝑛ℎ𝑢𝑟𝑎𝑠

5 𝑓𝑎𝑠𝑒𝑠
= 9 𝑏𝑜𝑏𝑖𝑛𝑎𝑠 

Corrente nominal, ligação estrela. 𝐼𝐿 = 𝐼𝑓; 

Utilizando fator de potência, 𝑓𝑝 = 0,97 e rendimento, 𝜂 = 97 %; 

𝐼𝐿 = 𝐼𝑓 =
𝑃

5 × 𝑉𝑓 × 𝑓𝑝 × 𝜂
=

11000

5 × 187,14 × 0,97 × 0,97
= 12,50 𝐴 

Área do fio de uma espira, 𝑎𝑓𝑒; 

Utilizando a mesma densidade de corrente do MSIP original, obtém-se; 
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𝑎𝑓𝑒 =
𝐼𝑓

𝐽
=

12,5 𝐴

7,38 𝐴 𝑚𝑚2 
= 1,69 𝑚𝑚2 →  3 𝑥 𝑁 19 𝐴𝑊𝐺 (1,97 𝑚𝑚2) 

 Características do enrolamento do MSIP pentafásico: 

Números de ranhuras do estator, 𝑄 =45 ranhuras 

Diposição das bobinas, enrolamento de camada dupla 

15 grupos de 2 bobinas + 15 grupos de 1 bobina 

Número de espiras por bobina, 𝑁𝑒𝑏 = 14 espiras por bobina 

Passo do enrolamento, 𝑦 = 7 (1 − 8) 

Conexão em série dos grupos de bobinas – fases conectadas em Y 

N° de espiras em série por fase, 𝑁𝑒𝑓= 126 espiras/fase 

Bitola do fio: 3 x N 19 AWG  (Sc = 1,97 mm² - total) 

5.6. Parâmetros do Protótipo do MSIP Pentafásico 

Foram desenvolvidos vários métodos para determinação dos parâmetros de 

MSIP, dentro os quais pode-se destacar os seguintes métodos: a) cálculo analítico [48] 

[49], b) ensaios estáticos (rotor bloqueado) [50] [49] [51],  c) ensaios  a  vazio  e com 

carga [50] [52], d) análise de elementos finitos [53], e) análise da forma de onda de 

transitório de corrente [54] e f) determinação em tempo real utilizando resposta do 

estator a injeção de sinais [55]. Para determinação dos parâmetros do protótipo do MSIP 

pentafásico, foram utilizados os métodos: a) cálculo analítico e b) ensaios estáticos 

(rotor bloqueado), os quais são apresentados a seguir. 

5.6.1. Resistência do Enrolamento do Estator 

O valor da resistência de fase do enrolamento do estator foi obtido através de 

medição em corrente continua. O efeito pelicular (“skin”), pode ser desprezado, não 

sendo necessário efetuar cálculos de conversão da resistência em corrente contínua para 

a resistência em corrente alternada [50] [56].  

As medições foram realizadas para as cinco fases, medindo-se a resistência entre 

os terminais de cada enrolamento, como mostrado na Figura 5.4, utilizando-se os 

equipamentos listados a seguir. 
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Fonte CC 0 – 60 (V)   0–20 (A) 

Modelo: FA6020   C/OVP, Número de Série: 2211,  

Fabricante: SUPLITEC Suprimentos Técnicos Ltda 

 

Oscilóscópio Tektronix TPS 2012  100 MHz 

Número de série: TPS 2012 C012054 

 

Ponteira de tensão  Tektronix 

P5120 AC/DV Voltage Probe 

 

Ponteira de corrente  Tektronix 

A622 AC/DV Current Probe 

 

Mini termômetro digital infravermelho Fluke 62 

 

 

 

 

 

 

Figura 5.4– Conexão para medição da resistência do enrolamento do estator. 

Os valores obtidos após a realização das medições e cálculos utilizando a 

equação (5.1) estão resumidos na Tabela 5.3. 

 

(5.1) 

 

Tabela 5.3 – Valores da resistência de fase dos enrolamentos. 

Fase  )(VV
ccf  )(AI

ccf  )(sr  Temperatura )( Co
 

a  51,5  77,8  6282,0  Co8,23  

b 50,5  87,8  6200,0  Co8,23  

c 67,5  89,8  6377,0  Co8,23  

d 52,5  89,8  6202,0  Co8,23  

e 52,5  70,8  6352,0  Co8,23  

Fonte CC ccfV  

ccfI  

ccf

ccf
s

I

V
r 

𝐴1 

𝐴2 

𝐵1 

𝐵2 

𝐶1 

𝐶2 

𝐷1 

𝐷2 

𝐸1 
𝐸2 

− 

+ 
Ponteira de  

tensão 

Ponteira de  

corrente  



   

 

  76  

 

Fazendo-se a média aritmética das resistências de fase da Tabela 5.3, obtem-se a 

a resistência de fase do enrolamento do estator. 

)(6283,0 sr  

5.6.2. Indutância de Dispersão  

O método de cálculo analítico da indutância de dispersão baseado nas 

referências [49] [51] [57] [58] e utilizando as informações dimensionais (geometria) e 

características construtivas (dados de bobinagem) do motor é apresentado a seguir. 

A indutância de dispersão do enrolamento do estator é calculada pela equação 

(5.2).  

 

(5.2) 

 

onde: 

lrL  é a indutância de dispersão da ranhura do estator; 

lcL  é a indutância de dispersão da cabeça de bobina do estator; 

leL  é a indutância de dispersão do entreferro do enrolamento do estator; 

ltL  é a indutância de dispersão do topo do dente do estator. 

A Figura 5.5 mostra o caminho dos fluxos magnéticos que dão origem as 

indutâncias de dispersão do enrolamento do estator. 

(a) ranhura (𝐿𝑙𝑟), entreferro(𝐿𝑙𝑒), topo do dente (𝐿𝑙𝑡). 

ltlelclrls LLLLL 
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(b) cabeça de bobina (𝐿𝑙𝑐). 

Figura 5.5– Indutâncias de dispersão do enrolamento do estator. 

Indutância de Dispersão da Ranhura do Estator 

A indutância de dispersão da ranhura por fase é calculada pela equação (5.3). 

 

(5.3) 

 

onde: 

m  é o número de fase, 5m  

Q  é o número de ranhuras do estator, 45Q ranhuras 

0  é permeabilidade magnética do ar, mH6
0 104,0    

L  é o comprimento do núcleo do estator, mL 1005,0  

efN  é o número de espiras por fase, faseespirasNef 126  

lr  é o coeficiente de permeância da ranhura dado pela equação (5.4). 

 

O coeficiente de permeância da ranhura do estator considerando uma ranhura 

oval semi-fechada com enrolamento de camada única, ilustrada na Figura 5.6, é 

calculado pela equação (5.4). 

 

(5.4) 
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(5.5) 

 

onde: 

,20,2,00,6,50,7 141211 mmbmmbmmb   

,75,0,00,3,50,0,20,13 14131211 mmhmmhmmhmmh   

são as dimensões da ranhura ilustrada na Figura 5.4. 

Para o enrolamento de camada dupla, é necessário multiplicar a equação (5.4) pelo 

fator: 

 

 

onde: 

y  é o passo do enrolamento, mmy 304,73 ; 

py  é o passo polar, mmyp 54,78 . 

Figura 5.6 – Ilustração das dimensões da ranhura oval semi-fechada. 

 

Indutância de Dispersão da Cabeça de Bobina 

A indutância de dispersão da cabeça de bobina por fase do estator é calculada 

pela equação (5.6). 
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(5.6) 

 

(5.7) 

 

 

(5.8) 

 

onde: 

lc  é o coeficiente de permeância da cabeça de bobina; 

lcl  é o comprimento de um lado da cabeça da bobina, equação (5.8); 

q  é o número ranhuras por pólo e por fase, 211q ; 

p  é o número de pólos, p =6; 

inD  é o diâmetro interno do núcleo do estator, mDin 150,0 ; 

th1  é a altura do dente, mh t 0205,01   

Indutância de Dispersão do Entreferro do Enrolamento do Estator 

A indutância de dispersão do entreferro por fase do enrolamento do estator é 

calculada pela equação (5.9). 

 

(5.9) 

 

O coeficiente da permeância de entreferro, le , é calculada pela equação (5.10). 

 

(5.10) 

 

 

onde: 

1ef  é o fator de enrolamento, 98,01 ef ; 

qg  é o entreferro físico do eixo q, mgq 0031,0 ; 

satk  é o coeficiente de saturação do circuito magnético, 1satk ; 
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1d  é o fator de entreferro, calculado pela equação (5.11), 

 

(5.11) 

 

 

Ck  é o coeficiente de Carter calculado pela equação (5.12), 

 

(5.12) 

 

1t  é passo de ranhura calculado pela equação (5.13).  

 

(5.13) 

 

1  é calculado pela equação (5.14). 

 

(5.14) 

 

 

Indutância de Dispersão do Topo do Dente do Estator 

A indutância de dispersão do topo do dente por fase do estator é calculada pela 

equação (5.15). 

 

(5.15) 

 

O coeficiente de permeância do topo de dente, lt , é calculada pela equação (5.16). 

 

(5.16) 
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onde: 

g  é o entreferro físico do eixo d, mmg 70,0 ; 

14b  é a largura da abertura da ranhura, mmb 20,214  . 

Os valores obtidos após a realização dos cálculos a partir das equações (5.2) a 

(5.16) estão resumidos na Tabela 5.4. 

Tabela 5.4 – Valores dos coeficientes de permeância e indutâncias de dispersão. 

Coeficiente de Permeância Indutâncias de Dispersão )(mH  

7626,1lr  5705,1lrL  

3302,0lc  3876,0lcL  

7976,0le  7107,0leL  

2536,0lt  2259,0ltL  

 

Somando-se as indutâncias de dispersão da Tabela 5.4, obtem-se a indutância de 

dispersão do enrolamento do estator. 

)(8947,2 mHLls   

5.6.3. Indutância do eixo Direto 

Os terminais de uma fase são alimentados com uma fonte de tensão alternada 

variável. A fonte de tensão é ajustada para uma corrente de aproximadamente 60% do 

valor nominal da corrente do motor. Mantendo-se a tensão constante gira-se o rotor até 

que se encontre a posição em que seja medido a corrente máxima. Ajusta-se novamente 

a fonte da tensão para obter-se uma corrente de aproximadamente 60% do valor 

nominal da corrente do motor. Neste momento mede-se a tensão dsv  e a corrente dsi . 

Com os valores medidos, calcula-se a reatância do eixo direto, através da 

equação (5.17). 

 

 

(5.17) 
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A indutância do eixo direto é calculada através da equação (5.18). 

 

 

(5.18) 

 

onde: 

f  é a frequência da fonte de tensão alternada variável, 60 Hz. 

Para o ensaio foram utilizados os mesmos equipamentos utilizados no ensaio 

para medição da resistência do enrolamento do estator, exceto a Fonte CC que foi 

substituída pela Fonte CA variável (“Inductrol Voltage Regulator”), fabricante: 

General Electric 

A Figura 5.7 mostra a conexão utilizada para medição das indutâncias. 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 5.7– Conexão para medição das indutâncias. 

Os valores obtidos após a realização das medições e cálculos utilizando as 

equação (5.17) e (5.18) estão resumidos na Tabela 5.5. 
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Tabela 5.5 – Valores das indutâncias do eixo direto. 

Fase  )(Vvds  )(Aids  )(dsX  )(mHLds  

a  04,24  02,8  9309,2  7744,7  

b 10,23  30,8  7172,2  1918,7  

c 70,22  07,8  7418,2  2729,7  

d 70,22  19,8  6995,2  1606,7  

e 80,22  21,8  7051,2  1755,7  

 

Fazendo-se a média aritmética das indutâncias de eixo direto da Tabela 5.5, 

obtem-se a indutância do eixo direto do enrolamento do estator. 

)(3150,7 mHLds   

5.6.4. Indutância do Eixo em Quadratura 

Repete-se o procedimento para determinação da indutância do eixo direto, 

porém gira-se o rotor até que se encontre a posição em que seja medido a corrente 

mínima. Neste momento mede-se a tensão qsv  e a corrente qsi . 

Com os valores medidos, calcula-se a retância do eixo em quadratura, através da 

equação (5.19). 

 

(5.19) 

 

 

A indutância do eixo em quadratura é calculada através da equação (5.20). 

 

(5.20) 

 

onde: 

f  é a frequência da fonte de tensão alternada variável, 60 Hz. 

Os valores obtidos após a realização das medições e cálculos utilizando as 

equação (5.19) e (5.20) estão resumidos na Tabela 5.6. 
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Tabela 5.6 – Valores das indutâncias de eixo em quadratura. 

Fase  )(Vvqs  )(Aiqs  )(qsX  )(mHLqs  

a  15,53  97,7  0233,7  6109,17  

b 50,53  27,8  6200,0  0789,17  

c 20,53  21,8  6377,0  1076,17  

d 20,53  24,8  6202,0  0447,17  

e 90,53  16,8  6352,0  4418,17  

 

Fazendo-se a média aritmética das indutâncias de eixo direto da Tabela 5.6, 

obtem-se a indutância de eixo em quadratura do enrolamento do estator. 

)(2568,17 mHLqs   

5.6.5. Fluxo Enlaçado do Imã Permanente 

A amplitude do fluxo enlaçado do enrolamento do estator, devido ao fluxo 

produzido pelos imãs permanentes do rotor, é obtida por meio do ensaio a vazio a partir 

da medição do valor da tensão de fase em vazio (circuito aberto) e da velocidade do 

motor quando o MSIP pentafásico é acionado por outra máquina. Considerando a tensão 

induzida senoidal, a equação que relaciona o fluxo enlaçado, a tensão de fase e a 

velocidade do rotor é dada por:  

(5.21) 

 

onde: 

v  é o valor eficaz da tensão de fase em Volts; 

r  é a velocidade do rotor em radianos elétricos por segundo; 

m  é a amplitude do fluxo enlaçado do imã permanente em Weber; 

No ensaio a vazio realizado, quando o protótipo MSIP pentafásico rodou numa 

velocidade de 1800 rpm, a tensão de fase em vazio medida foi de 183,5 Volts. 

Utilizando a equação (5.21) obteve-se a amplitude do fluxo enlaçado do imã. 

Wbm 3277,0  

Os dados nominais e os parâmetros obtidos por meio de cálculos e ensaios do 

protótipo do MSIP pentafásico estão resumidos na Tabela 5.7. 

mrv 
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Tabela 5.7 – Dados do Protótipo do MSIP pentafásico. 

 
Potência nominal )15(11 CVkWP   

Tensão nominal (tensão de linha) VV 220  

Corrente nominal )(5,12 estrelaligaçãoAI   

Frequência nominal Hzf 90  

Número de polos 6p  

Velocidade nominal rpmN 1800  

Torque nominal mNT .4,58  

Resistência do enrolamento do estator  6283,0sr  

Indutância de dispersão mHLls 8947,2  

Indutância do eixo direto mHLds 3150,7  

Indutância do eixo em quadratura mHLqs 2568,17  

Fluxo enlaçado do imã Wbm 3277,0  
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6. IMPLEMENTAÇÃO E RESULTADOS EXPERIMENTAIS 

A implementação da bancada experimental de acionamento e controle do MSIP 

pentafásico foi realizada no Laboratório de Máquinas Elétricas (LABMAQ) do 

Departamento de Engenharia Elétrica (DEE) da Universidade Federal do Rio de Janeiro 

– UFRJ. 

6.1. Descrição da Bancada 

Na Figura 6.1 é mostrado a foto da bancada experimental, com as partes 

designadas conforme se segue: 

I. Protótipo MSIP pentafásico 11kW / 220Vca / 6 polos ; 

II. Encoder incremental, 2048 pulsos/revolução fabricante Veeder Root 

modelo HS35N204893CR0; 

III. Máquina de corrente contínua (dinamômetro); 

IV. Fonte de tensão trifásica variável 15 kW / 0-220 Vca; 

V. Disjuntores (alimentação, by-pass, fontes auxiliares); 

VI. Painel (retificador, inversor, placa de controle); 

VII. Notebook; 

VIII. Fontes auxiliares 35W/+5V/+15V/-15V, fabricante Mean Well, modelo 

NET-35C; 

IX. Placa de controle com DSP TMS320F28335, com aquisição e 

condicionamento de sinal de encoder, bornes PWM´s, AD´s, IO digital e 

encoder, fabricante Recriar Tecnologias; 

X. Módulo retificador trifásico 11 kW / 220Vca / 312Vcc, fabricante 

Recriar Tecnologias ; 

XI. Módulo inversor trifásico 10 kW / 0-220Vca, com IGBT´s, drivers para 

acionamento de IGBT´s, aquisição e condicionamento de sinal de 

corrente e proteção contra curto-circuito, fabricante Recriar Tecnologias; 

XII. Resistores 100 Ω / 20 W; 

XIII. Fusíveis ultra-rápido 25A; 

XIV. Interface USB - JTAG, fabricante Spectrum Digital, modelo XDS100v2 . 
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Figura 6.1 – Foto da bancada experimental. 
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Topologias de conversores baseada em alguma redundância de hardware tem 

sido sugerida para reconfigurar o sistema de acionamento no caso de perda de fase. 

Porém para reduzir a complexidade do controle e também obter um conversor de forma 

simples e rápida, optou-se por utilizar a topologia do protótipo do inversor pentafásico 

com conversor fonte de tensão, em ponte completa, formado por dez IGBTs com dez 

diodos conectados em anti-parelo, como mostrado na Figura 6.2. 

O protótipo do inversor pentafásico é obtido a partir de dois módulos inversores 

trifásicos, como mostrado na Figura 6.3 - Diagrama diagrama esquemático da bancada 

experimental implementada no laboratório. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 6.2 – Topologia do protótipo do inversor pentafásico. 
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Figura 6.3 – Diagrama esquemático da bancada experimental. 
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6.2. Operação e Controle do Motor 

O algoritmo de controle foi  desenvolvido no Code Composer Studio
®
, que é o 

ambiente integrado de desenvolvimento para família C2000 de processadores de sinais 

digitais da Texas Instruments.  

O fluxograma básico de operação e controle é mostrado na Figura 6.4. Após a 

inicialização do hardware e do Software, o sistema entra em um loop fechado, 

aguardando a requisição da interrupção do PWM. O temporizador utilizado para o 

PWM gera uma interrupção a cada período, em outras palavras, a interrupção é gerada 

quando o contador do temporizador chega a zero (underflow interrupt), como mostrado 

na Figura 6.5.  

INÍCIO 

ISR PWM 

Inicialização do  

DSP 

Inicialização do  

Software 

loop  

Período PWM  T = 100 µs = 2*PWMPRD 

PWMPRD = 7500*6,67 ns = 50 µs 

Inicialização 

I

 

            PWM 
Underflow Interrupt 

τ algoritmo τ algoritmo tempo de espera 

TBCTR 

Figura 6.4 – Fluxograma básico de operação e controle. 

 

Figura 6.5 – Interrupção do PWM. 
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Todo algoritmo de controle do motor (Figura 6.6), desde a leitura e conversão 

das correntes até a geração dos pulsos do PWM, é realizado durante uma interrupção e 

executado dentro do intervalo de tempo de um período PWM (Figura 6.5). 

Foi adotado um período de interrupção de 100 𝜇s, considerando o tempo de 

execução do algoritmo de controle calculado aproximadamente em 50 𝜇s acrescido do 

tempo para executar algumas tarefas no loop do programa principal além de uma certa 

margem de segurança, correspondendo a  frequência de amostragem de 10 kHz. 

Figura 6.6 – Fluxograma básico do algoritmo de controle. 

O algoritmo de controle realizado durante a rotina de interrupção gerada pelo 

PWM (ISR PWM) foi implementado em linguagem C e faz parte do programa fonte  

apresentado no Apêndice C. 
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FIM ISR 
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6.3. Partida do Motor 

A partida de um motor síncrono de ímãs permanentes diferencia-se da partida de 

outros tipos de motores, pois com os ímãs no rotor o motor já possui fluxo magnético e 

ainda não se tem informação da posição do rotor e, portanto, produzir campo girante 

aplicando-se correntes no estator numa posição arbitrária pode levar a uma reversão 

momentânea da velocidade ou mesmo a uma falha na partida. 

Para obter a informação da posição do rotor foi necessário realizar procedimento 

que consiste em definir a posição do rotor em relação ao eixo magnético da fase “a”.  

Como o encoder incremental utilizado gera 2048 pulsos/revolução em cada 

canal A e B e ainda possui um canal de indexação, que gera um pulso a cada revolução 

do eixo, o referido procedimento consiste nas seguintes estapas: 

1. Coloca-se o programa do DSP em execução, gira-se manualmente o rotor e 

para-se o mesmo quando o contador de posição (EQep1_Regs.QPOSCNT) 

zera. Nesta posição, o canal de indexação gera um pulso e zera o contador de 

posição quando este está configurado para position conter reset on index 

event. 

 

2. Com o rotor parado na posição em que o contador de posição indica zero 

(QPOSCNT=0), aplica-se tensão contínua no enrolamento da fase “a”, logo, 

o eixo magnético “d” do polo mais próximo do rotor irá se deslocar e ficará 

alinhado com o eixo magnético da fase “a”. O valor registrado agora no 

contator de posição define a posição do rotor, ou seja, indica a posição 

relativa entre o eixo “d” do rotor e o eixo magnético da fase “a”, valor este 

denominado no programa como cal_angle. 

 

3. Antes de partir o motor, coloca-se o programa do DSP em execução, sem 

habilitar o PWM, gira-se manualmente o rotor (uma volta apenas). O valor 

registrado no contador de posição será zerado pelo pulso gerado pelo canal 

de indexação e  a posição do rotor, definida no programa como theta_raw, 

será obtida pelo valor registrado no contador de posição somado ao valor 

cal_angle, ou seja, anglecalQPOSCNTrawtheta __  . 
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As etapas 1 e 2 foram realizadas uma única vez, após a instalação do encoder e a 

etapa 3  foi realizada antes da partida do motor. 

Com a posição do eixo “d” do rotor conhecida, é possível então aplicar um vetor 

de referência da corrente do estator, 𝐼s̅ref, deslocado de 90
o
 elétricos do fluxo do 

rotor, �̅�𝑟, considerando que o eixo “d” do sistema de coordenadas d-q girante está 

alinhado com o fluxo do rotor, como mostrado na Figura 6.7. Assim como há uma 

diferença angular de 90
o
 elétricos entre o fluxo do estator e o fluxo do rotor, a interação 

dos dois fluxos produz torque e o rotor começa a girar, a fim de se alinhar com  𝐼s̅ref.  

A cada interrupção gerada pelo PWM (ISR PWM), o vetor corrente do estator, 

𝐼s̅ref, é atualizado para manter os 90
o
 graus elétricos entre o fluxo do estator e o fluxo do 

rotor. Esta atualização é realizada baseada na posição do rotor enviada pelo encoder ao 

DSP. 

Figura 6.7 – Vetor  𝐼s̅ref   deslocado 90
o
 elétricos do vetor  �̅�𝑟. 

 

 

 

𝜃𝑟 = 𝑝𝑜𝑠𝑖çã𝑜 𝑑𝑜 𝑟𝑜𝑡𝑜𝑟 
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6.4. Resultados Experimentais 

A seguir são apresentadas algumas formas de onda que comprovam a operação 

da bancada experimental e do controle do MSIP pentafásico em condições normais de 

funcionamento com cinco fases balanceadas.  

Os dados necessários para plotar as formas de onda foram armazenados em 

vetores dentro do programa de DSP, os quais são enviados para interface gráfica do 

usuário desenvolvida pela Texas Instruments conhecida como GUI Composer
®
, 

permitindo assim exibi-los em forma de gráficos na tela do no Code Composer Studio
®
. 

Utilizando o botão direito do mouse  no widge dos gráficos os dados foram exportados 

para arquivo txt, e utilizando o ambiente Matlab
® 

foram traçados os gráficos mostrados 

a seguir. 

Na Figura 6.8 pode-se observar as formas de onda do transitório de partida do 

MSIP pentafásico. 

A Figura 6.8 (a) mostra a partida do motor atingindo o estado de regime 

permanente em aproximadamente 200 ms. 

(a) Velocidade, 60 rad/s. 
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A Figura 6.8 (b)  mostra que o controle apresenta um resultado adequado com a 

corrente da fase “c” acompanhando a referência. 

(b) Corrente ci  e  sua referência 
refci _

. 

A Figura 6.8 (c) mostra as correntes nas fases “a” e “c”. 

(c) Corrente ai  e ci .  
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A Figura 6.8 (c) mostra a corrente de referência da componente do eixo em 

quadratura, 
qi , e sua referência, 

refqi _
. Pode-se observar que o controle apresenta um 

resultado adequado com a corrente 
qi  convergindo e acompanhando a referência. Antes 

da convergência da corrente iqs, o valor usado pelo controle é limitado ao valor máximo 

ajustado em 15 (A). Abaixo do valor máximo pode-se obeservar que os valores de 
qsi  e 

refqsi _
 são idênticos. 

(d) Corrente 
qsi  e sua referência 

refqsi _
. 

Figura 6.8 – Transitório de partida do MSIP pentafásico. 

 

Na Figura 6.9 pode-se observar as formas de onda do transitório de aceleração 

do MSIP pentafásico. 
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A Figura 6.9 (a) mostra o funcionamento com aceleração de 45 rad/s para 90 

rad/s. 

(a) Aceleração, 45 rad/s para 90 rad/s  

 

A Figura 6.9 (b) mostra a corrente na fase “c” 

(b) Corrente ci . 
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A Figura 6.9 (c) mostra a corrente 
qsi . 

(b) Corrente 
qsi . 

Figura 6.9 – Transitório de aceleração do MSIP pentafásico 
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7. CONCLUSÕES E TRABALHOS FUTUROS 

Dois objetivos principais foram alcançados neste trabalho. O primeiro objetivo 

foi o estudo e implementação de um MSIP pentafásico. Para atingir este objetivo foi 

projetado e construído o protótipo de um MSIP pentafásico, 11 kW, 6 polos, 90 Hz. O 

segundo objetivo foi a melhoria da confiabilidade do acionamento de um MSIP 

pentafásico com relação a perda de até duas fases. Para atingir este objetivo foi 

apresentada uma técnica de controle tolerante a falta de fase de um MSIP pentafásico 

funcionando na condição de perda de até duas fases. As conclusões do trabalho e 

algumas sugestões para trabalhos futuros são apresentadas a seguir. 

7.1. Conclusões 

Em um motor trifásico, quando uma das fases é perdida, a máquina 

essencialmente torna-se um motor monofásico. Portanto, para continuar funcionando na 

condição de falta de fase, é necessário o controle independente das correntes nas duas 

fases remanescentes. Para conseguir o controle tolerante a falta de fase, neste caso, 

exige-se mudanças no arranjo físico como utilizar um: inversor de 4 pernas ou dividir o 

link CC com a conexão do condutor neutro, são exigidas. Além disso, o controle 

tolerante na máquina trifásica essencialmente utiliza a componente de corrente de 

sequência zero, que é prejudicial para a vida útil do motor. Comparada com as máquinas 

trifásicas, as máquinas multifásicas oferecem graus de liberdades adicionais para o 

acionamento dos motores. No MSIP pentafásico, quando ocorre a falta em uma ou até 

duas fases, o funcionamento do motor com controle tolerante a falta de fase  pode ser 

obtido apenas modificando a estratégia de controle, sem mudança no arranjo físico. 

Além disso, não há circulação de componente de corrente de sequência zero. Portanto, 

os MSIP pentafasicos podem alcançar maior confiabilidade do que os motores 

trifásicos, característica esta  de grande importância em algumas aplicações, tais como 

veículos elétricos e híbridos e em propulsão elétrica de navios. Neste trabalho, 

estratégias de controle para MSIP pentafásicos foram apresentadas para condições de 

perda de uma fase, duas fases adjacentes e duas fases não adjacentes. 

É importante destacar que a máquina permanence completamente com 

orientação de campo (controle vetorial) e que o motor pode continuar funcionando, com 
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torque reduzido, com apenas 3 das cinco fases, o tempo que for necessário para concluir 

a tafefa ou pode parar de modo seguro tão rapidamente quanto possível para que possa 

ser realizado o reparo. Tanto continuar funcionando ou parar o motor é realizado com 

orientação de campo (controle vetorial), eliminando a possibilidade de quebra do eixo 

do motor ou do equipamento que está sendo acionado.  

O motor e o conversor também podem ser dimensionados para suportar o 

aumento da corrente nas fases remanescentes permitindo continuar funcionando com 

torque nominal na condição de perda de fase.  

Finalmemte é importante mencionar que a técnica de controle tolerante a falta de 

fase apresentada foi desenvolvido somente para MSIPs pentafasico. Entretanto, os 

conceitos e restrições podem ser adaptadas e extendidas para qualquer tipo de motor de 

corrente alternada multifásico. 

7.2. Sugestões para Trabalhos Futuros 

Dentre as sugestões para trabalhos futuros, pode-se citar: 

Desenvolvimento de algoritmo de detecção e identificação de falta de fase em 

tempo real. 

Simulação e implementação do método alternativo para obter a amplitude e o 

ângulo das referências das correntes remanescentes, proposto no item 3.3-

Transformação de múltiplas fases.  

Desenvolvimento de algoritmo para obter as referências das correntes 

remanescentes que minimize sobrecorrentes na condição de falta de duas fases. 

Desenvolvimento de estratégia de controle para a condição de  curto-circuito em 

uma das fases da MSIP pentafásica que evite oscilação excessiva do torque. 

Utilização de outros esquemas de controle de corrente para gerar os sinais dos 

IGBTs, como controladores de corrente com otimização, redes neurais, lógica “fuzzy”, 

etc... 
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APÊNDICE A –PROPULSÃO ELÉTRICA DE EMBARCAÇÕES 

Referências [59] [60] [2] [3] [7] [61] 

A-1. Histórico 

O conceito de propulsão elétrica de embarcações não é novo, a ideia surgiu a 

mais de 100 anos atrás. O primeiro barco elétrico foi desenvolvido por Moritz Von 

Jacobi em 1839, em São Petersburgo, Rússia, um barco de 7,3 metros de comprimento 

que transportava 14 passageiros numa velocidade de 1,34 m/s. Foi necessário mais de 

30 anos de desenvolvimento da bateria e do motor para que fosse produzido barcos 

elétricos em grandes quantidades. Em 1886 um barco elétrico projetado e dirigido por 

Anthony Reckenzaun atravessou o canal inglês em ambos os sentidos em 8 horas. Os 

barcos elétricos tiveram um período de popularidade entre os anos 1890 e 1920, antes 

do surgimento do motor de combustão interna, que passou a ser utilizado na maioria das 

aplicações. A maioria dos barcos elétricos desta época (1890 a 1920) eram pequenos 

barcos de passageiros usados em lagos e rios, quando a única alternativa de energia era 

a propulsão a vapor [62].  

Depois da experiência naval com barcos elétricos movidos a baterias, a primeira 

geração de navios com propulsão elétrica surgiu em 1920, com a utilização de máquinas 

turbo-elétrica (turbo geradores alimentando motores elétricos), obtendo-se uma grande 

redução do tempo na travessia transatlântica para navios de passageiros. Nesta época a 

alta demanda de potência para propulsão somente era obtida por máquinas turbo-

elétrica. O transatlântico Francês SS Normandie foi um dos mais famosos com 

propulsão turbo-elétrica, tinha 308 metros de comprimento e capacidade para 3.317 

pessoas incluindo passageiros e tripulantes. No carnaval de 1939, o Normandie passou 

pela cidade do Rio de Janeiro. Quatro turbo geradores a vapor forneciam energia 

elétrica para acionar motores síncronos de 29 MW em cada um dos quatros eixos 

propulsores. A velocidade dos motores síncronos era dada pela frequência elétrica do 

geradores. Cada gerador normalmente acionava um único motor de propulsão, mas 

existia também a possibilidade de um único gerador acionar dois motores de 

propulsores para viajar a velocidades mais baixas. 
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O sistema de propulsão de navios com motor mecânico e engrenagens de 

redução foi desenvolvido pela primeira vez no Reino Unido. Após o desenvolvimento 

do primeiro motor e gerador de grande potência em 1910, a propulsão elétrica para 

navios foi desenvolvida nos Estados Unidos e em outros países. Os sistemas de 

propulsão mecânico e elétrico competiram entre si até 1920, quando os britânicos 

desenvolveram um leve e eficiente sistema de acionamento mecânico, que dominou a 

tecnologia de propulsão de navios ao redor do mundo nas décadas seguintes. A Marinha 

dos EUA reativou a tecnologia de propulsão elétrica durante a segunda guerra mundial 

para navios contra torpedeiro de escolta devido a falta de capacitação técnica para 

produção de engrenagens em larga escala de engrenagens. 

Com o surgimento de motores diesel de alta eficiência e economicamente 

viáveis no meio do século XX (1950), a tecnologia de turbinas a vapor e propulsão 

elétrica mais ou menos desapareceu dos navios da marinha mercante até os anos 1980. 

Após a segunda guerra mundial, a tecnologia de acionamento mecânico 

continuou a melhorar e permaneceu dominante. Entre os navios de guerra, a tecnologia 

de propulsão elétrica foi amplamente adotado somente para submarinos, para os quais a 

propulsão diesel elétrica tornou-se o sistema padrão. A tecnologia de propulsão elétrica 

foi reavaliada para uso em navios da marinha. Em navios comerciais, a propulsão 

elétrica foi usada em alguns navios de cruzeiro de grande porte, tais como Normandie 

em 1936 e Canberra em 1960. 

A utilização de propulsão elétrica em navios que operam em regiões de gelo 

(“ice-goingship”) foi introduzida por volta de 1939, quando o navio quebra-gelo 

(“icebreakership”) finlandês chamado SISU (“SISU icebeakership”) foi entregue com 

sistema de propulsão elétrico utilizando acionamento Ward-Leonard com motor de 

corrente contínua. Desde então, vários tipos de sistemas de propulsão elétrica tem sido 

usados por centenas de navios quebra-gelo e por navios que operam em regiões de gelo 

com potência de propulsão de aproximadamente 50 MW. 

Estas experiências, porém, periodicamente confirmavam que a tecnologia de 

propulsão elétrica, embora promissora, não era competitiva com a tecnologia de 

acionamento mecânico para submarinos e navios de superfície de grande porte até 1980, 

quando os avanços tecnológicos em motores, especialmente em acionamentos de 
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motores usando eletrônica de potência, tornou a propulsão elétrica potencialmente mais 

econômica que a propulsão mecânica para navios de marinha de grande porte. 

O desenvolvimento de acionamentos elétricos de velocidade variável, os 

retificadores CA/CC, retificador controlado de silíco (“Silicon Controlled Rectifier – 

SCR”, em inglês) nos anos 1970 e os conversores CA/CA no início dos anos 1980, 

permitiu sistemas de propulsão elétrica baseado em planta de geração de energia 

elétrica, que foi considerado a segunda geração de navios com propulsão elétrica. A 

planta de geração de energia com tensão e frequência fixa consistindo de um conjunto 

de geradores conectados uma mesma rede alimentavam o sistema de propulsão, assim 

como o hotel e os serviços auxiliares. O controle de propulsão era feito pelo controle de 

velocidade de hélices com ângulo (passo) fixo (“Fix Pitch Propeller – FPP”, em ingês). 

As soluções propostas pela segunda geração de navios com propulsão elétrica foram 

primeiramente em embarcações especiais como navios de pesquisa e quebra-gelos, mas 

também em navios de cruzeiro. O transatlântico inglês Rainha Elizabeth II foi 

convertido para propulsão elétrica em meados de 1980, e depois seguido pelos navios 

de cruzeiro classe Fantasia e Princesa, vários navios com posicionamento dinâmico 

(navios de apoio e construção “offshore”, navios guindaste, etc...), navios petroleiros. 

Observe que na propulsão diesel direta o empuxo é normalmente controlado por um 

sistema hidráulico variando o ângulo de inclinação da hélice, indicado para hélices com 

ângulo controlado (“Controlable Pitch Propeller – CPP”, em inglês). 

Propulsão usando “pod” foi introduzida no início dos anos 1990. O motor é 

instalado diretamente no eixo de uma hélice de passo fixo em um “pod” rotativo e 

submerso. O termo “pod” vem da língua inglesa “Propulsion with Outboard Electric 

motor” (propulsão com motor elétrico externo) e consiste de um motor dentro de um 

casulo selado e conectado a hélice e fica localizado na parte externa do casco na popa 

do navio. Embora este conceito foi originalmente desenvolvido para melhorar o 

desempenho de navios quebra-gelos, logo verificou-se benefícios adicionais na 

eficiência hidrodinâmica e na manobrabilidade. Após a primeira aplicação no navio de 

cruzeiro Elation, as vantagens foram tão convincentes que a propulsão usando “pod” 

rapidamente passou a ser um padrão nos novos navios de cruzeiro.  
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A-2. Classificação dos Sistemas de Propulsão 

A tecnologia de propulsão elétrica mudou a forma de um navio transmitir 

energia da máquina primária para a hélice e a maneira de gerenciar e distribuir a energia 

elétrica tanto para cargas propulsoras e não propulsoras. A fonte de energia primária do 

navio não mudou, que continua a ser o motor diesel, turbinas a gás ou turbinas a vapor. 

A transmissão de energia da máquina primária para as hélices do navio são classificadas 

nas seguintes formas: 

Propulsão mecânica: as altas rotações do motor principal (máquina primária) são 

transmitidas através de um eixo rígido para as engrenagens de redução que reduzem 

para o número de rotações apropriado para hélice do navio. Um segundo eixo rígido 

transmite então a baixa rotação das engrenagens de redução para a hélice como 

mostrado na Figura A.1(a). A potência elétrica para cargas de serviço de bordo é 

fornecida por geradores elétricos exclusivos como mostrado na Figura A.1(b). 

(a) Sistema de propulsão mecânica. 

Potência mecânica de propulsão.                     Potência elétrica de serviço de bordo. 

(b) Sistemas de potência mecânica e elétrica separados 

Figura A.1 – Propulsão mecânica e sistema elétrico de serviço de bordo. 

Máquina 

primária 

Engrenagens 

de redução 

Geradores 

exclusivos do 

servico de 

bordo 

redução 

Barramento Baixatensão 

Engrenagens 

de redução Máquina 

primária 



   

 

  117  

 

 Propulsão elétrica: ao invés de engrenagens de redução, o motor principal 

aciona diretamente geradores elétricos em alta rotação. A potência elétrica gerada é 

transmitida através de cabos elétricos para o acionamento elétrico (conversor), que 

modifica a frequência e a tensão para que o motor de propulsão acione a hélice do navio 

na rotação apropriada, como mostrado na Figura A.2(a). O motor do propulsor azimutal 

fica localizado dentro do casco do navio e a potência mecânica é transferida para hélice 

através de eixos e engrenagens. A hélice pode girar 360 graus em torno de seu eixo 

vertical para dar empuxo de propulsão em qualquer direção. 

 

(a) Sistema de propulsão elétrica usando propulsor azimutal. 

 

 

 Potência elétrica de propulsão.                       Potência elétrica de serviço de bordo. 

(b) Sistema elétrico de propulsão e sistema elétrico de serviço separados. 

 

Figura A.2 – Propulsão elétrica com propulsor azimutal e sistema  

                                        elétrico de serviço de bordo. 
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 Propulsão elétrica usando “pod”: ao invés do motor elétrico ficar localizado 

dentro do casco do navio e acionar a hélice através de um eixo de popa, na propulsão 

elétrica usando “pod” (“podded electric propulsion”)  o motor fica localizado na água 

do lado de fora do casco dentro de uma espécie de casulo selado  e acoplado 

diretamente na hélice, como mostrado na Figura A.3(a). O conjunto (motor + hélice) 

podem girar 360 graus em torno do seu eixo vertical para dar empuxo de propulsão em 

qualquer direção. 

(a) Sistema de propulsão elétrica usando propulsor “pod”. 

 

Potência elétrica de propulsão.                     Potência elétrica de serviço de bordo. 

(b) Sistema elétrico de propulsão e sistema elétrico de serviço integrados. 

 

Figura A.3 – Propulsão elétrica integrada com propulsor “pod”.  

 

Propulsão elétrica integrada: todos os geradores fornecem energia elétrica a um 

barramento comum que é usado para alimentar tanto os motores dos propulsores como 

as cargas elétricas de serviço de bordo como mostrado na Figura A.3(b). 
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Navios todo elétrico: o conceito de navio todo elétrico (“all electric ship”) tem 

como objetivo converter todas as outras cargas que atualmente usam potência hidráulica 

ou pneumática (caixas de direção, estabilizadores e maquinário de convés) em cargas 

elétricas eliminando os sistemas hidráulicos e pneumáticos de bordo. 

Propulsão elétrica comum: o conceito de propulsão elétrica comum (“common 

electric propulsion”) refere-se ao programa da marinha americana em projetar todos os 

navios com componentes comuns, os quais poderão ser instalados em vários tipos de 

navios (por exemplo: submarinos, navios de combate, navios anfíbios, e navios 

auxiliares). O grande benefício será a redução de custos de pesquisa, desenvolvimento e 

aquisição para uma série de navios de marinha. 

A-3. Propulsão Elétrica Integrada 

Na propulsão elétrica integrada, a potência elétrica produzida pelas máquinas 

principais e  geradores  é transferida por meio de cabos ao quadro de distribuição que 

separa a potência elétrica em dois sistemas de distribuição: uma para propulsão do navio 

e outro para as demais cargas elétricas (serviço de bordo), como mostrado na Figura 

A.4. O quadro de distribuição pode alterar a distribuição de potência entre estes dois 

sistemas a cada instante para satisfazer os requisitos das cargas de propulsão e das 

cargas elétricas de serviço de bordo. A grande quantidade de potência necessária para 

propulsão do navio à velocidades elevadas fica disponível para outros usos quando for 

necessário. Mesmo se o navio estiver viajando em alta velocidade, a potência pode 

momentaneamente ser desviada do sistema de propulsão para o sistema de armas que 

necessita alta potência por um curto intervalo de tempo, sem desacelerar 

consideravelmente o navio. A flexibilidade de comutação entre potência de serviço de 

bordo e potência de propulsão fornece inerentemente um alto grau de redundância, 

sobrevivência e reconfigurabilidade, os quais são os três maiores atrativos da propulsão 

elétrica para navios de guerra. Por isso a propulsão elétrica integrada é de grande 

interesse das marinhas ao redor do mundo. 

A propulsão elétrica integrada permite também a redução no consumo de 

combustível ao combinar a carga total do navio em um número menor de máquinas 

principais operando próximo da plena carga com alta eficiência. Além disso, permite 
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um menor número de horas acumuladas de funcionamento em cada turbina ou gerador 

requerendo menor manutenção e menor quantidade de peças sobressalentes. 

Figura A.4 – Propulsão elétrica integrada. 

Por estas razões, a propulsão elétrica integrada tem se tornado o sistema de 

propulsão mais utilizado em novos navios de cruzeiro, e está sendo rapidamente 

adotado em navios de guerra. 

A-4. Propulsão Azimutal Versus Propulsão “Pod” 

 No propulsor azimutal tipo ‘pod”, a hélice é acoplada diretamente ao eixo do 

motor como mostrado na Figura A.3(a). A hélice de passo fixo é acionada por um motor 

de velocidade variável. O conjunto (motor + hélice) dentro de uma espécie de casulo 

selado fica localizado submerso e do lado de fora do casco, e pode girar 360 graus em 

torno do seu eixo vertical para fornecer empuxo de propulsão em qualquer direção. 

Portanto , não precisa de leme, hélice transversal de popa, ou longas linha de eixo 

dentro do casco. 

Similar ao propulsor azimutal tipo z, o propulsor azimutal tipo “pod” pode girar 

360 graus ao redor do seu eixo vertical e produzir propulsão em qualquer direção 

Quadro de 

distribuição 

Máquina 

Primária 
Gerador 

Conversor Motor 

Potência 

elétrica 

serviço de 

bordo 

Cabo 

Cabo 

Cabo 
hélice 

Cabo 

eixo 

eixo 



   

 

  121  

 

 O propulsor pod (“azimuth pod drive”) possui as seguintes vantagens em 

relação ao propulsor azimutal tipo Z (“azimuth Z drive”): 

 Eliminação das complicadas engrenagens Z sem abrir mão da 

manobrabilidade de 360 graus. 

 Melhor manobrabilidadecom empuxo de propulsão pleno em todas as 

direções. 

 Redução da necessidade de rebocadores ou eliminação por completo em 

alguns navios. 

 Eliminação do leme. 

 Flexibilização e liberação de espaço na casa de máquinas. 

 Redução do tempo e custo de manutenção, pois o “pod” pode ser 

retirado e rapidamente reparado ou substituído por uma unidade similar 

sem necessidade de cortar e abrir o casco do navio ou trabalhar ao redor 

de outros equipamentos. 

A-5. Vantagens da Propulsão Elétrica 

 A Propulsão elétrica oferece vantagens significativas para navios de cruzeiro e 

navios de marinha. Entretanto atualmente não é tão vantajosa para navios mercantes que 

viajam praticamente numa mesma velocidade por longas distâncias, porém poderá ser 

no futuro com novos desenvolvimentos na tecnologia ou na dinâmica do comércio. Uma 

desvantagem da propulsão elétrica em navios mercantes é a menor eficiência em relação 

a propulsão mecânica em operação a plena carga devido às perdas de energia envolvida 

na conversão de energia mecânica em energia elétrica e energia elétrica em energia 

mecânica novamente. Navios de marinha, por outro lado, passam somente uma pequena 

fração do tempo operando a plena carga. Normalmente, aproximadamente 80% do 

tempo operam a meia velocidade, consumindo aproximadamente 1/8 da potência 

nominal de propulsão. Portanto, a perda de potência devido à eficiência ligeiramente 

menor operando a plena carga pode ser mais do que compensado pelo ganho devido a 

uma maior eficiência quando opera com cargas parciais a maior parte do tempo. 

As vantagens da propulsão elétrica para navios de cruzeiro e navios de marinha 

são apresentadas a seguir: 
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 Desbloqueio da energia de propulsão: o uso da propulsão elétrica e do sistema 

de propulsão integrado (“Integrated Eletric Propulsion – IEP”, em inglês) permite o 

desbloqueio da energia de propulsão para outras finalidades.  

Aumento do espaço útil: eliminando o acionamento mecânico que exige que os 

motores, engrenagens redutoras, eixos e hélices estejam todos rodando em uma longa 

linha na parte inferior do navio, a propulsão elétrica torna possível instalar vários 

componentes do navio em locais que permitem a utilização mais eficiente do espaço. 

Por exemplo, isto permite que os motores da turbina do navio sejam localizados na parte 

superior do navio reduzindo a quantidade de espaço interior necessário para os dutos 

que levam ar para sala de máquinas e retiram os gases produzidos pelos motores. A 

propulsão elétrica permite liberar espaço a bordo que pode ser usado para carregar mais 

passageiros, mais armas ou sensores.  

 Redução da vibração e ruído: na propulsão elétrica não é necessário a 

utilização de engrenagens redutoras, o que contribui significativamente para redução 

dos níveis de vibração e ruído, o que faz com que o navio funcione de forma muito mais 

silenciosa, permitindo mais conforto para os passageiros de navios de cruzeiro. 

 Maior flexibilidade: os sistemas de propulsão mecânica ocupam muito espaço e 

requerem sistemas auxiliares que inclui sistema hidráulico, ar comprimido, refrigeração, 

lubrificação, eixos, rolamentos, retentores, etc... e portanto devido ao grande volume 

ocupado a flexibilidade do projeto torna-se muito pequena. Com a redução dos 

equipamentos auxiliares ocorre a liberação de espaço para outras finalidades. 

Eliminando a necessidade de geradores separados para geração de energia elétrica reduz 

o volume utilizado liberando também mais espaço. Os geradores elétricos e os cabos 

que alimentam os motores de propulsão podem ser localizados em qualquer lugar no 

navio o que é menos restritivo do que volumosas linhas de eixo mecânico, 

possibilitando uma maior flexibilidade e otimizando a utilização do espaço do navio. 

 Maior confiabilidade: a propulsão elétrica e a modularidade do sistema de 

energia integrado aumenta a confiabilidade, proporcionando isolamento rápido e 

redistribuição de energia elétrica indispensável em situações de acidentes. A energia 

pode ser transmitida por cabos elétricos redundantes, ao passo que eixos redundantes no 

acionamento mecânico não é possível. Para satisfazer os requisitosde confiabilidade, o 
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sistema de distribuição de energia usa cabos elétricos redundantes e uma arquitetura 

distribuída por zonas o que proporciona redundância em caso de emergência a um 

pequeno custo adicional. 

 Maior manobrabilidade: as operações de manobra e de cruzeiro são flexíveis 

uma vez que a velocidade do navio pode ser variada continuamente com um motor 

elétrico de velocidade ajustável, em oposição aos passos discretos das engrenagens 

mecânicas. A propulsão usando “pods” permite que o navio vire em raios menores e 

permite também alterar a direção ou orientação do navio, mesmo a velocidades muito 

baixas. Além disso, a velocidade e a direção da máquina primária não precisa ser 

alterada para alterar velocidade, direção e rotação da hélice. Para navios quebra-gelo, 

balsas, rebocadores, embarcações oceanográficas, navios de lançamento de cabos que 

requerem mudanças de velocidade frequentes e reversões de direção, a propulsão 

elétrica oferece uma grande vantagem sobre a propulsão mecânica. A velocidade e o 

sentido de rotação da hélice do propulsor elétrico podem ser alteradas rapidamente em 

locais remotos, o que torna possível colocar o controle do navio diretamente nas mãos 

do piloto do navio ou em computadores de posicionamento dinâmico. 

 Redução da manutenção e dos custos associados: na propulsão elétrica, as 

engrenagens são substituídas por motores de velocidade variável, e os eixos são 

substituídos por cabos para transmissão de energia, eliminando assim a principal tarefa 

de manutenção em navios com acionamento mecânico convencional, que é alinhamento 

dos principais componentes (engrenagens redutoras, eixo principal, popa). Com a 

utilização de “pods”, a manutenção e o reparo são ainda mais reduzidas uma vez que o 

“pod” pode ser retirado e rapidamente reparado ou substituído por outro semelhante 

sem a necessidade de cortar e abrir o casco do navio e de se trabalhar ao redor de outros 

equipamentos. Além disso, o tempo para realizar a manutenção é drasticamente 

reduzido. Deve-se considerar que com a redução das máquinas primárias e das 

máquinas auxiliares, também há uma redução no custo de materiais e serviços 

relacionados a manutenção. 

Redução do consumo de combustível: a redução do número de máquinas 

primárias devido ao uso da propulsão elétrica e do sistema de energia integrado e a 

eficiência hidrodinâmica da propulsão usando “pod” permite uma redução significativa 

no consumo de combustível. Outro aspecto é que as máquinas primárias podem operar 
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no ponto de máximo rendimento independente da velocidade de rotação da hélice, 

otimizando assim o consumo de combustível e consequentemente redução do custo de 

combustíveis. A redução no consumo de combustível também reduz o espaço 

necessário para o armazenamento do combustível liberando espaço para outras 

finalidades. Vale destacar que a economia ao longo da vida útil proporcionada pela 

redução do consumo de combustível pode ultrapassar o maior custo inicial na aquisição 

devido a utilização de propulsão elétrica. 

Redução da tripulação: equipamentos de propulsão a bordo exigem 

procedimentos operacionais e manutenção para funcionamento adequado e seguro. A 

redução de equipamentos instalados reduz a mão de obra necessária e 

consequentemente os custos. Além disso, com a utilização do sistema de energia 

integrado e consequente substituição dos sistemas mecânicos, hidráulicos e pneumáticos 

por sistemas elétricos mais fáceis de operar a distância e com maior compatibilidade 

com controles eletrônicos possibilita um aumento significativo de automação, o que 

também reduz a mão de obra necessária e consequentemente redução da tripulação e 

dos custos operacionais. 

Aumento da vida útil do navio: os geradores de bordo alimentam 

simultaneamente a propulsão, os sistemas auxiliares, sistemas elétricos, sistemas de 

navegação, hotel, etc...  através de um sistemas redundante e flexível. Os geradores são 

projetados para funcionamento do navio em velocidade máxima com todos os sistemas 

essenciais em funcionamento. Desta forma em velocidade normal, há uma folga na 

geração de energia, o que pode permitir a inclusão de novas cargas devido a reforma e 

modernização, consequentemente aumentando a vida útil do navio. Outro aspecto é que 

o torque suave e a variação continua da velocidade da propulsão elétrica proporciona 

menores oscilações transitórias e desgastes nos eixos e acoplamentos do motor e 

menores transitórios térmicos no motor, resultando em aumento na vida útil de todos os 

equipamentos envolvidos.  

Redução na emissão de poluentes: os órgãos ambientais tem exigido que os 

novos navios e os navios já em funcionamento apresentem redução na quantidade de 

poluentes emitidos (gasosos, líquidos e sólidos), que estão cada vez mais sendo 

monitorados e as legislações cada vez mais rigorosas. A propulsão elétrica gera menos 

gases poluentes que os sistemas de propulsão convencionais (turbinas a vapor ou 
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motores diesel), pois o motor diesel, máquina primária que aciona o gerador, opera 

constantemente no ponto de máximo rendimento (ponto ótimo), proporcionando 

redução no consumo de combustível e consequentemente uma menor liberação gases 

poluentes [2]. 

Atualização tecnológica: permitirá substituir as atuais máquinas primárias 

(motores diesel, turbina a gás, ou turbinas a vapor) e geradores por novas tecnologias de 

geração de energia mais eficiente, incluindo equipamentos de conversão direta de 

energia, como células combustíveis. Isto poderá economizar combustível e reduzir 

custos operacionais e ajudar a atender a evolução das normas ambientais. 

Para navios de guerra, a propulsão elétrica proporciona também os benefícios 

adicionais apresentados a seguir: 

Redução da assinatura acústica: o ruído acústico é o método mais confiável de 

detecção e rastreamento de navios a longas distâncias. Na propulsão elétrica não é 

necessário a utilização de engrenagens redutoras, o que contribui significativamente 

para redução dos níveis vibração e ruído e consequentemente significativa redução da 

assinatura acústica, reduzindo a possibilidade de detecção do navio. 

Aumento da capacidade de sobrevivência: devido ao uso da propulsão elétrica e 

da modularidade do sistema de energia integrado, a capacidade de sobrevivência e a 

confiabilidade do navio são aumentadas, proporcionando isolamento rápido e 

redistribuição de energia elétrica indispensável em situações de explosão causada por 

ataques do inimigo. Para satisfazer os requisitos de capacidade de sobrevivência e 

confiabilidade, o sistema de distribuição de energia usa uma arquitetura zonal que 

proporciona redundância em caso de emergência. Por exemplo, com dois cabos 

redundantes, um no lado da porta (lado esquerdo) e outro no estibordo (lado direito), é 

muito mais provável que pelo menos um lados dos cabos possa sobreviver a um ataque 

do inimigo e mantenha o navio em funcionamento. 

Aumento da potência para armas: a propulsão elétrica integrada (“Integrated 

Electric Propulsion – IEP”, em inglês) permite tornar disponível uma grande 

quantidade de energia para cargas não propulsoras, como radar e sonar de alta potência, 

armas laser, armas de micro-ondas de alta potência, lançadores eletromagnéticos de 

aeronaves, ou carregadores rápido de baterias de veículos aéreos não tripulados, de 
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veículos submarinos não tripulados, e de rede de sensores submarinos de alta potência. 

Algumas destas funções, particularmente as armas, podem requerer níveis de pico de 

potência de dezenas de megawatts por um curto período de tempo. Acrescentar esta 

capacidade de geração de energia elétrica para um sistema de energia não integrado 

implicaria em custos adicionais consideráveis. 

As desvantagens da propulsão elétrica são; (a) maior custo inicial e (b) menor 

eficiência de energia para navios funcionando a velocidade nominal durante todo o 

tempo, tais como navio cargueiro e navio petroleiro. 
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APÊNDICE B–MÁQUINAS ELÉTRICAS MULTIFÁSICAS 

B-1. Introdução 

O uso de sistemas elétricos polifásicos alternados para geração, transmissão e 

distribuição de energia consolidou-se a partir do final do século XIX. Na Exposição 

Elétrica Internacional em Frankfurt, Alemanha (1891) foi apresentado ao mundo 

científico o primeiro sistema trifásico de transmissão de longa distância (175 km) em 

alta-tensão (15 kV). Os sistemas trifásicos possuem o número de fases mais eficiente 

para geração e transmissão considerando o compromisso entre a complexidade e a 

capacidade de transmissão de potência [63].  

Os recentes desenvolvimentos experimentados pela eletrônica de potência 

possibilitaram alguma competitividade para o sistema de corrente contínua, 

particularmente na transmissão de elevadas potências por longas distâncias. Porém, 

exceto esses casos pontuais, a utilização dos sistemas elétricos trifásicos alternados 

ainda é insuperável nos dias atuais e se mantém no século XXI como a opção 

preferencial na área da energia elétrica [64]. 

O acionamento elétrico de velocidade variável também foi desenvolvido para 

máquinas de corrente alternada trifásicas. Embora os conversores eletrônicos de 

potência trifásicos, mais usuais como inversores fonte de tensão ou inversores fonte de 

corrente, são invariavelmente usados para alimentar máquinas trifásicas, os conversores 

de potência não possuem qualquer limite para o número de braços. O número de fases 

de saída em um inversor é igual ao seu respectivo número de braços. Por conseguinte, a 

inclusão de um braço adicional a um inversor aumenta o número de fases de saída. Esta 

liberdade permite o desenvolvimento de acionamentos elétricos de velocidade variável 

para máquinas com mais de três fases [65]. 

B-2. Acionamentos e Máquinas Elétricas Multifásicas 

A utilização de conversores eletrônicos de potência para o acionamento de 

máquinas elétricas elimina o limite do número de fases das máquinas elétricas e permite 
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aplicações com máquinas com mais de três fases, neste texto denominadas máquinas 

multifásicas.  

As máquinas trifásicas são usualmente utilizadas em aplicações de velocidade 

variável devido à disponibilidade nas prateleiras das lojas de uma grande variedade de 

motores e conversores trifásicos. Esta situação deverá persistir no futuro e a utilização 

do acionamento de máquinas multifásicas deverá provavelmente permanecer restrita a 

aplicações em nichos especializados onde por um motivo ou outro, a máquina trifásica 

não satisfaz as especificações ou não está disponível para comercialização. 

B-3. Tipos de Máquinas Elétricas Multifásicas 

Os tipos de máquinas elétricas multifásicas para aplicações de velocidade 

variável são em princípio os mesmos que os seus homólogos trifásicos. Estas incluem 

máquinas multifásicas de indução e síncronas. As máquinas síncronas multifásicas 

podem ser com excitação de enrolamento, com a excitação de ímãs permanentes, ou do 

tipo relutância variável (switched reluctance machine, em inglês). 

As máquinas trifásicas de indução e síncronas de rotor cilíndrico são projetadas 

normalmente com enrolamento distribuído no estator que produz uma distribuição de 

força magnetomotriz (FMM) quase senoidal e são alimentadas com correntes senoidais. 

As máquinas síncronas com distribuição de fluxo trapezoidal são alimentadas com 

correntes retangulares.  

As máquinas multifásicas são mais versáteis, o enrolamento do estator pode ser 

projetado para produzir distribuição de FMM quase senoidal ou quase retangular 

usando-se enrolamento distribuído ou concentrado respectivamente. As máquinas 

multifásicas que produzem distribuição de FMM quase senoidal, são denominadas 

também como máquinas com FMM senoidal. Para máquinas multifásicas, uma 

distribuição de FMM quase senoidal exige o uso de mais de uma ranhura por polo e por 

fase. Conforme aumenta o número de fases, torna-se progressivamente difícil de realizar 

uma distribuição FMM quase senoidal. Como a distribuição espacial de fluxo nunca é 

perfeitamente senoidal, a presença de harmônicas espaciais é inevitável [20].  
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Para uma máquina trifásica de dois polos produzir FMM quase senoidal, é 

necessário o mínimo de 12 ranhuras, Figura B.1 (a), enquanto para uma pentafásica de 

dois polos é necessário o mínimo de 20 ranhuras, Figura B.1 (b). Para uma máquina 

pentafásica de dois polos produzir FMM quase retangular, é necessário o mínimo de 6 

ranhuras, Figura B.1 (c), enquanto para uma pentafásica de dois polos é necessário o 

mínimo de 10 ranhuras, Figura B.1 (d) [66] [67].   

Uma ilustração de possíveis disposições de enrolamentos do estator em máquinas 

trifásicas e pentafásicas é mostrada na Figura B.1. 

 

(a) enrolamento senoidalmente distribuído (dois polos, três fases, 12 ranhuras). 

 

 

(b) enrolamento senoidalmente distribuído (dois polos, cinco fases, 20 ranhuras). 
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(c) enrolamento concentrado (dois polos, três fases, 6 ranhuras). 

 

 

 

 

(d) enrolamento concentrado (dois polos, cinco fases, 10 ranhuras). 

Figura B.1 – Ilustração de enrolamentos do estator em máquinas trifásicas e  

                                pentafásicas. 

Uma máquina multifásica de 𝑛 fases é dita simétrica quando possui distribuição 

simétrica dos eixos magnéticos dos enrolamentos, ou seja, o deslocamento espacial (𝛼) 

entre quaisquer duas fases consecutivas é igual a 2𝜋 𝑛 . Este caso sempre ocorre quando 

o número de fases é primo e impar. No caso de número de fasespar ou número impar 

que não seja primo a máquina multifásica será assimétrica [20]. 
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Um campo girante de amplitude constante (FMM girante) será produzido por um 

enrolamento simétrico de 𝑛 fases excitado por 𝑛 correntes de fase equilibradas de 

frequência𝑓𝑒  quando os respectivos eixos magnéticos dos enrolamentos de fase  

estiverem afastados 2𝜋 𝑛  radianos elétricos no espaço. A amplitude dessa onda de 

fluxo será 𝑛 2  vezes a contribuição máxima de qualquer fase em particular e a 

velocidade angular síncrona será 𝜔𝑠 = (2 𝑝𝑜𝑙𝑜𝑠)𝜔𝑒  radianos por segundo. A 

produçãode uma onda de FMM girante e o fluxo magnético girante corresponde a chave 

de operação das máquinas elétricas polifásicas. É a interação dessa onda de fluxo 

magnético com o fluxo do rotor que produz conjugado. Conjugado constante é 

produzido quando o fluxo magnético produzido pelo rotor gira em sincronismo com o 

do estator [68]. 

B-4. Vantagens das Máquinas Elétricas Multifásicas 

Os acionamentos de máquinas multifásicas possuem várias vantagens em relação 

aos acionamentos de máquinas trifásicas, tais como: 

 Redução do conteúdo harmônico espacial devido ao fluxo produzido pela 

componente fundamental das correntes do estator [20]; 

 Redução da amplitude e aumento da frequência das oscilações de torque, 

proporcional a 2𝑛 vezes a frequência da tensão de alimentação, e consequente 

redução do ruído e aumento da eficiência [69] [70]; 

 Divisão da potência total pelo número de fases do motor permitindo redução 

da corrente por fase do motor e conversor (dispositivo semicondutor) sem 

aumento da tensão por fase possibilitando assim níveis elevados de potência 

com dispositivos semicondutores com potência limitada utilizando 

conversores de dois níveis [71]; 

 Alternativa aos conversores multi-níveis, pois a redução na corrente de fase do 

inversor permite o uso de um único dispositivo semicondutor para cada chave 

eletrônica ao invés de um grupo de dispositivos em série e paralelo. Problemas 

de divisão da tensão e da corrente dinâmica e estática entre os dispositivos são 

eliminados [21]. 
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 Aumento da confiabilidade (tolerância a falhas), pois o motor possui a 

capacidade de partir e rodar mesmo depois da falha de uma ou mais fases não 

afetando significativamente o torque eletromagnético [29] [30] [25]; 

 Redução das harmônicas de corrente do link CC [72]; 

 Redução do nível de tensão no elo cc (corrente contínua) do inversor; 

 Aumento na relação torque por corrente eficaz para máquinas com mesmo 

volume (tamanho, carcaça) resultando numa maior densidade de potência; 

 Acionamento de vários motores multifásicos com controle independente e 

alimentados por um único conversor eletrônico de potência. Este controle só é 

possível em motores com distribuição de FMM senoidal [73] [74]; 

 Aumento do torque devido a injeção no estator de corrente harmônica de baixa 

ordem. Este aumento só é possível em motores com enrolamento concentrado 

[22]; 

 Motor sem rolamento (“bearingless”, em inglês), usando apenas um único 

enrolamento multifásico, alimentado por um único inversor multifásico [75] 

[76]. 

 Acionamento de motores com mudança eletrônica de polos, que é obtida pela 

reversão do sentido da corrente em certos grupos de bobinas do estator sem o 

uso de contatores [77]. 

B-5. Controle de Velocidade de Máquinas Elétricas Multifásicas 

 Os métodos de controle de velocidade de máquinas multifásicas são em 

princípio os mesmos utilizados em máquinas trifásicas. Estes métodos são conhecidos 

como controle escalar (controle tensão/frequência constante), controle vetorial e 

controle direto de torque (Direct Torque Control – DTC, em inglês). 

B-5.1. Controle Escalar de Máquinas Elétricas Multifásicas 

O controle escalar aplicado a máquinas elétricas multifásicas é abordado em [69] 

[78] [79]. Atualmente a utilização do controle escalar tem diminuído e tem aumentado o 

interesse no controle vetorial e controle direto de torque (DTC) devido ao baixo custo 

de implementação de técnicas de controle mais sofisticadas. 
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B-5.2. Controle Vetorial de Máquinas Elétricas Multifásicas 

Para a máquina multifásica simétrica com enrolamento do estator distribuído 

(FMM senoidal), os mesmos esquemas de controle vetorial utilizados em máquinas 

trifásicas podem ser aplicados independente do número de fases. A única diferença é 

que a transformação de coordenadas tem que produzir um conjunto de 𝑛 correntes ou 

tensões de referências dependendo se o controle de corrente está no referencial 

estacionário ou síncrono respectivamente. 

 

 

 

 

 

 

 

Figura B.2 – Esquema básico de controle vetorial para máquina multifásica com 

           controle de corrente no referencial estacionário, enrolamento            

                            distribuído (FMM senoidal). 

Um esquema básico de controle por orientação de campo para máquina 

multifásica com controle de corrente no referencial estacionário e enrolamento 

distribuído é mostrado na Figura B.2. As correntes de fase medidas(𝑖𝑎, 𝑖𝑏 , … , 𝑖𝑛) são 

comparadas com seus correspondentes valores de referência (𝑖𝑎
∗ , 𝑖𝑏

∗ , … , 𝑖𝑛
∗ ) em um 

comparador de histerese cuja saída determina o chaveamento do inversor. Considere 

que um motor de indução ou um motor síncrono de ímã permanente de 𝑛 fases com 

distribuição de FMM senoidal. Para o controle vetorial indireto do motor de indução de 

𝑛 fases, o bloco “controle vetorial” é igual ao de um motor trifásico incluindo um 

controlador de velocidade, cálculo da velocidade angular de escorregamento e cálculo 

do ângulo de transformação (𝜃) pela soma do ângulo de escorregamento e ângulo de 

posição do rotor. A corrente de referência 𝑖𝑑𝑠
𝑒∗ é igual a corrente nominal de 

magnetização. Para o motor síncrono de ímã permanente de polos lisos de 𝑛 fases, o 

bloco controle vetorial é apenas um controlador de velocidade, o ângulo de 
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transformação (𝜃) é o ângulo de posição do rotor e a corrente de referência 𝑖𝑑𝑠
𝑒∗ é igual a 

zero.  

Figura B.3–Esquema básico de controle vetorial para máquina multifásica com controle  

                    no referencial síncrono, enrolamento distribuído (FMM senoidal). 

Um esquema básico de controle por orientação de campo para máquina 

multifásica com controle de corrente no referencial síncrono e enrolamento distribuído 

(FMM senoidal) é mostrado na Figura B.3. A utilização de somente dois controladores 

de corrente será suficiente se não existirem assimetrias no enrolamento ou na fonte de 

alimentação. Assimetrias no enrolamento ou na fonte de alimentação provocam 

desequilíbrios na carga e o aparecimento de indesejadas componentes de corrente 𝑥 − 𝑦 

na corrente do estator. Também é necessário uma adequada estratégia de modulação de 

largura de pulso – PWM  do inversor para evitar o aparecimento de indesejadas 

harmônicas de baixa ordem na tensão do estator que são representadas pela 

componentes 𝑥 − 𝑦 da tensão nas equações (2.29) e (2.30), e  também para evitar as 

componentes de correntes 𝑥 − 𝑦 na corrente do estator. Para resolver o problema de 

assimetrias no enrolamento ou na fonte de alimentação, no caso da máquina de 5 fases 

ou seis fases (com dois pontos neutros isolados), é necessário utilizar 4 controladores de 

corrente, acrescentando dois controladores para as componentes de corrente 𝑥 − 𝑦 além 

dos dois controladores para as componentes de corrente 𝑑 − 𝑞, quando utilizado o 

esquema mostrado na Figura B.3 [80]. 
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Para a máquina multifásica simétrica com enrolamento do estator concentrado 

(FMM quase retangular), os esquemas de controle vetorial precisam ser modificados. 

Quando é utilizado enrolamento concentrado, a FMM produzida no entreferro conterá 

componentes espaciais harmônicas e o torque poderá ser aumentado por meio da injeção 

de componentes de correntes harmônicas de baixa ordem na corrente do estator que 

coincindam com as componentes espaciais harmônicas. As componentes de correntes 

harmônicas de baixa ordem injetadas na corrente do estator estão relacionadas a 

componente  fundamental da corrente do estator em termos de amplitude, frequência e 

fase e as modificações necessárias no esquema de controle vetorial consistem em 

calcular as referências para estas harmônicas baseadas nas referências da fundamental e 

na utilização de transformação de coordenadas modificadas. 

Um esquema básico de controle por orientação de campo para máquina 

multifásica de 5 fases com controle de corrente no referencial estacionário e 

enrolamento concentrado é mostrado na Figura B.4. O bloco “controle vetorial” inclui 

um controlador de velocidade que tem em sua saída a referência 𝑖𝑞𝑠1
𝑒∗  que multiplicada 

por 𝑘3 produz duas referências de componentes de torque da corrente do estator, 𝑖𝑞𝑠1
𝑒∗  e 

𝑖𝑞𝑠3
𝑒∗ , para primeira e terceira harmônica da corrente do estator respectivamente, bem 

como o cálculo de dois ângulos de transformação para primeira e terceira harmônica, 𝜃1 

e 𝜃3. As saídas do bloco da transformação inversa de Park, 𝑖𝑑𝑠1
𝑒 ,  𝑖𝑞𝑠1

𝑒 , 𝑖𝑑𝑠3
𝑒 , 𝑖𝑞𝑠3

𝑒  para 

𝑖𝑑𝑠1
𝑠 , 𝑖𝑞𝑠1

𝑠 ,  𝑖𝑑𝑠3
𝑠 , 𝑖𝑞𝑠3

𝑠 , e as entradas do bloco da transformação inversa de Clarke, 

𝑖𝑑𝑠1
𝑠 , 𝑖𝑞𝑠1

𝑠 ,  𝑖𝑑𝑠3
𝑠 , 𝑖𝑞𝑠3

𝑠  para 𝑖𝑎, 𝑖𝑏 , 𝑖𝑐,  𝑖𝑑, 𝑖𝑒, são agora quatro referências de 

componentes da corrente do estator, ao invés das duas mostradas na Figura B.2 e 

representam as referências das componentes 𝑑 − 𝑞 da primeira (𝑑1 − 𝑞1) e terceira 

(𝑑3 − 𝑞3)  harmônicas da corrente do estator.  Para uma máquina multifásica de 7 fases 

será necessário utilizar as referências das componentes 𝑑 − 𝑞 para primeira, terceira e 

quinta harmônica da corrente do estator, para uma máquina multifásica de 9 fases será 

necessário utilizar as referências das componentes 𝑑 − 𝑞  para primeira, terceira, quinta 

e sétima harmônica da corrente do estator e assim por diante para máquinas múltifásicas 

de 𝑛 fases, sendo 𝑛 um número impar. 
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Figura B.4 – Esquema básico de controle vetorial para máquina multifásica de 5 fases  

                     com controle de corrente no referencial estacionário, enrolamento  

                     concentrado (FMM quase retangular). 

Um esquema básico de controle por orientação de campo para máquina 

multifásica de 5 fases com controle de corrente no referencial síncrono e enrolamento 

concentrado é mostrado na Figura B.5. O bloco “controle vetorial” inclui um 

controlador de velocidade que tem em sua saída a referência 𝑖𝑞𝑠1
𝑒∗  que multiplicada por 

𝑘3 produz duas referências de componentes de torque da corrente do estator, 𝑖𝑞𝑠1
𝑒∗   e 

 𝑖𝑞𝑠3
𝑒∗ . A referência 𝑖𝑑𝑠1

𝑒∗  também é multiplicada por 𝑘3 para produzir duas referências de 

componentes de fluxo da corrente do estator, 𝑖𝑑𝑠1
𝑒∗  e 𝑖𝑑𝑠3

𝑒∗ . É necessário utilizar 4 

controladores de corrente, dois controladores para cada par de componentes de corrente 

𝑑1 − 𝑞1 e  𝑑3 − 𝑞3. A constante 𝑘3 está associada com o valor relativo das referências 

𝑑3 − 𝑞3 da componente da terceira harmônica da corrente do estator com relação as 

referências 𝑑1 − 𝑞1  da componente da primeira harmônica (fundamental) da corrente 

do estator [81].  

Conclue-se em [82] que se uma boa qualidade de controle de corrente é 

alcançada e um método adequado de modulação de largura de pulso – PWM é 

empregado em inversor fonte de tensão (Voltage Source Inverter – VSI), a performance 

do controle vetorial em máquinas multifásicas será muito semelhante a obtida em 

máquinas trifásicas. 
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Figura B.5 – Esquema básico de controle vetorial para máquina multifásica de 5 fase  

                     com controle de corrente no referencial síncrono, enrolamento  

                     concentrado (FMM quase retangular). 

B-5.3. Controle Direto de Torque – DTC de Máquinas Elétricas Multifásicas 

Para máquinas trifásicas existem dois esquemas básicos para o controle direto de 

torque (DTC). A primeiro esquema a partir das referências de torque e fluxo e das 

estimativas de torque e fluxo utiliza controladores de torque e fluxo com bandas de 

histerese em conjunto com uma tabela de seleção ótima de vetores espaciais de tensão 

do estator para gerar os sinais de chaveamento cuja frequência não é constante. O 

segundo esquema a partir das referências de torque e fluxo e das estimativas de torque e 

fluxo utiliza um algoritmo de controle de torque e fluxo que gera as tensões de 

referências que em conjunto com uma técnica PWM de controle da tensão de saída do 

inversor gera os sinais de chaveamento com frequência constante. Estas duas estratégias 

podem ser utilizadas em máquinas elétricas multifásicas obtendo-se um desempenho 

dinâmico muito semelhante ao obtido em máquinas trifásicas, porém existem diferenças 

devido àscomponentes 𝑥 − 𝑦 da tensão e componentes 𝑥 − 𝑦 da corrente [83] [84]. 
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Para a máquina multifásica simétrica com enrolamento do estator distribuído 

(FMM senoidal), o controle direto de torque - DTC precisa aplicar tensões senoidais nos 

enrolamentos do estator. As indesejadas componentes de frequência de baixa ordem, 

componentes 𝑥 − 𝑦, são evitadas pelo uso de frequência de chaveamento constante. No 

caso de máquinas multifásicas alimentadas por inversor fonte de tensão, o controle 

direto de torque - DTC com frequência de chaveamento constante precisa ser realizado 

por meio de técnica PWM de controle da tensão de saída do inversor que garanta tensão 

senoidal na saída do inversor. 

O controle direto de torque - DTC aplicado a máquinas elétricas multifásicas de 5 

fases é abordado em [33]. 
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APÊNDICE C – PROGRAMA FONTE 
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ANEXO I – CHAPA DO ESTATOR ORIGINAL TRIFÁSICO 
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ANEXO II – CARACTERÍSTICAS CONSTRUTIVAS DO ROTOR 
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ANEXO III – DIAGRAMA DO ENROLAMENTO TRIFÁSICO 
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ANEXO IV – REGISTRO FOTOGRÁFICO DO MSIP TRIFÁSICO 
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ANEXO V – ENSAIO A VAZIO DO MSIP ORIGINAL TRIFÁSICO 
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ANEXO VI – CHAPA DO ESTATOR PENTAFÁSICO 
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ANEXO VII – DIAGRAMA DO ENROLAMENTO PENTAFÁSICO 
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ANEXO VIII – ENSAIO A VAZIO DO MSIP PENTAFÁSICO 
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ANEXO IX – REGISTRO FOTOGRÁFICO DO MSIP 

PENTAFÁSICO 
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