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Resumo – Este trabalho tem por objetivo analisar o
modelo do gerador de indução duplamente alimentado no
referencial dq síncrono através de estudo teórico. Através
da análise dos circuitos que relacionam o rotor e o estator
desta máquina nos eixos direto e em quadratura, um
modelo matemático em malha fechada será deduzido e
analisado em detalhes. Um desenvolvimento matemático
baseado em controladores proporcional e proporcional-
integral será proposto. Por fim, resultados experimentais a
partir de um protótipo de 8 kW montado em laboratório,
onde o comportamento dos controladores diante de
variações em degrau na referência de corrente do rotor
tanto no eixo direto quanto no eixo em quadratura serão
apresentados e discutidos, a fim de validar a teoria
proposta.

Palavras-chave – Geração Eólica, Gerador de Indução
Duplamente Alimentado, Modelagem Matemática.

CLOSED-LOOP MODEL FOR DOUBLY-FED
INDUCTION GENERATOR BASED ON

PROPORTIONAL AND INTEGRAL
CONTROLLERS

Abstract – This work aims to analyze the double
induction generator model fed (DFIG) in synchronous
dq reference frame through theoretical study. Through
analysis of the circuits relating the rotor and the stator
of this machine in the direct and quadrature axes, a
closed-loop mathematical model will be deducted and
analyzed in detail. A mathematical development based
on proportional and proportional-integral controllers is
proposed. Finally, experimental results from a 8 kW
prototype builded on laboratory, where the behavior of
controllers under step change in rotor current references
both the direct axis as the quadrature axis are presented
and discussed in order to validate the proposed theory.

Keywords – Doubly-Fed Induction Generator,
Mathematical Modeling, Wind Generation.
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LV RT Low voltage ride through.
xd Componente da variável no eixo direto.
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xq Componente da variável no eixo em quadratura.
ψs Fluxo magnético do estator.
ψr Fluxo magnético do rotor.
vs Tensão nos terminais do estator.
vr Tensão nos terminais do rotor.
is Corrente no estator.
ir Corrente no rotor.
Rs Resistência do enrolamento do estator.
Rr Resistência do enrolamento do rotor.
Ls Indutância própria do estator.
Lr Indutância própria do rotor.
Lls Indutância de dispersão do estator.
Llr Indutância de dispersão do rotor.
s Escorregamento da máquina.
ωs Frequência angular da rede elétrica.
ωsl Frequência angular de escorregamento.
ξ Coeficiente de amortecimento.
kp Ganho proporcional.
ki Ganho integral.

I. INTRODUÇÃO

No Brasil, a geração de energia elétrica a partir de fontes
eólicas tem aumentado significativamente nos últimos anos e,
atualmente, contribui com aproximadamente 4,8% da matriz
energética brasileira [1]. Experiências em países com alta
penetração de geração de energia provenientes dos ventos já
demonstraram que este cenário é técnica e economicamente
viável [2]–[12]. Entretanto, um importante ponto a ser
discutido, e que, por vezes, está sendo negligenciado é a
adequação às condições brasileiras dos atuais aerogeradores
intalados.

Por outro lado, dada a iminente expansão dos parques
eólicos atuais que são comumente equipados a partir de
aerogeradores com potências entre 1,5 MW e 3,5 MW,
podendo chegar em alguns casos a 5 MW, a concepção
de modelos de aerogeradores capazes de representar com
precisão estes equipamentos, apresenta-se como um tema
de alta relevância. Muitos estudos são necessários desde a
concepção de um parque eólico até a sua conexão de fato
ao sistema elétrico. Daí a importância da busca por modelos
capazes de representá-los o mais fielmente possível. Muitos
autores nacionais e internacionais têm dedicado esforços a fim
de contribuir neste sentido [13]–[27].

Apesar do fato de que a operação de aerogeradores
baseados em gerador de indução duplamente alimentado
(DFIG), como o mostrado na Figura 1, seja satisfatória
estando a rede elétrica em condições equilibradas, não se pode
afirmar o mesmo de seu desempenho estando a tensão no
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ponto de conexão comum (PCC) afetada por afundamentos
ou desequilíbrios. Sob tais condições, o transitório
eletromagnético do DFIG dá origem a elevadas correntes no
conversor, que podem produzir o seu desligamento, a fim de
evitar danos nos semicondutores [10], [22], [25], [28]–[31].

DFIG

Lf

PCC

Fig. 1. Diagrama de um aerogerador baseado em DFIG.

O modelo clássico de quinta ordem do DFIG origina
expressões complicadas, quando se avalia a máquina sob
condições transitórias, algo que não contribui para a realização
de um estudo analítico simples

Diante desse contexto, este artigo irá apresentar um modelo
em malha fechada para o DFIG, que leva em consideração o
tipo de controlador usado no conversor do lado do rotor. O
modelo apresentado é baseado no trabalho [20], contudo, nesta
nova abordagem o modelo matemático desenvolvido sugere
que controladores proporcional e proporcional-integral sejam
levados em consideração no sistema de controle de corrente
do conversor do lado do rotor (RSC - Rotor Side Converter).
A determinação analítica dos ganhos destes controladores
também será apresentada.

O resultado pode ser interessante na medida em que poderá
facilitar a elaboração de novas soluções de controles capazes
de atender aos requisitos atuais dos códigos de rede.

II. MODELAGEM MATEMÁTICA CLÁSSICA DO DFIG

O equacionamento da máquina de indução de rotor
bobinado é bastante conhecido e pode ser escrito através do
modelo de 5a ordem no referencial dq síncrono, como segue:

vsd = Rsisd +
dψsd

dt
−ωsψsq (1)

vsq = Rsisq +
dψsq

dt
+ωsψsd (2)

onde vsd , vsq, isd e isq são os módulos das componentes da
tensão e corrente estatórica nos eixos direto e em quadratura, e
ψsd e ψsq são os módulos das componentes do fluxo magnético
estatórico nos eixos direto e em quadratura, respectivamente.

Considere, a seguir, as expressões para os fluxos estatóricos
nos eixos dq, de acordo com o que segue:

ψsd = Lsisd +Lmird (3)

ψsq = Lsisq +Lmirq· (4)

Trabalhando, agora, sobre o circuito rotórico, pode-se
escrever as equações das tensões nos eixos dq, como:

vrd = Rrird +
dψrd

dt
−ωslψrq (5)

vrq = Rrirq +
dψrq

dt
+ωslψrd (6)

onde vrd , vrq, ird e irq são os módulos das componentes da
tensão e corrente rotórica nos eixos direto e em quadratura, e
ψrd e ψrq são os módulos das componentes do fluxo magnético
rotórico nos eixos direto e em quadratura, respectivamente.

As expressões para os fluxos rotóricos nos eixos dq são:

ψrd = Lrird +Lmisd (7)

ψrq = Lrirq +Lmisq· (8)

O torque eletromagnético da máquina compõe o modelo de
5a ordem, o qual é dado por:

Te =
3
2

p(ψsqisd −ψsdisq) · (9)

A partir das equações anteriores é possível desenhar os
seguintes circuitos que representam a máquina de indução de
rotor bobinado para os eixos dq, como ilustrado na Figura 2.
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Fig. 2. Circuitos equivalentes nos eixos dq do DFIG.

III. MODELAGEM PROPOSTA

Esta seção será dedicada à dedução da modelagem
proposta para a máquina de indução duplamente alimentada.
Basicamente, o desenvolvimento matemático proposto
consiste na formulação de um modelo baseado nas
características do sistema, que, ao final, propõe que tipo
de controladores devem ser usados para as correntes dos eixos
direto d, e em quadratura q do RSC.

O modelo proposto é baseado em [20]. Contudo, a principal
diferença entre ambos é que enquanto a atual proposta leva
em consideração os controladores utilizados para as correntes
do rotor, e até sugere que controladores são mais adequados,
aquele não leva em consideração o sistema de controle.
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A. Modelagem para o Eixo Direto
Considerando a utilização de um sistema de sincronização

rápido e preciso o suficiente de maneira que, o vetor fluxo
magnético do estator coincida perfeitamente com o eixo
direto. Ainda, admitindo valores baixos para a resistência do
estator, a componente direta da tensão do estator é nula.

A fim de simplificar a planta do sistema, é possível,
ainda, desprezar as parcelas das tensões devido aos fluxos
magnéticos do estator e rotor. Isto não chega a ser um exagero,
dado que no caso de supostas variações na tensão do estator
e/ou rotor, os respectivos fluxos magnéticos experimentarão
variações mais lentas.

Assim, a simplificação do modelo mostrado na Figura 2(a)
pode ser vista na Figura 3.

isd

Lm

Rs
Lls

ird

Llr Rr

vrd

+

_

Fig. 3. Circuito simplificado no eixo d.

Considerando que o controle vetorial orientado pelo campo
alinha o eixo direto do sistema de referência ao fluxo
magnético do estator [32], e como consequência a componente
direta da tensão do estator é nula, tem-se:

vrd(s) = ird(s)
{
(Rr +Llrs)+

LlsLms2 +RsLms
Lss+Rs

}
· (10)

Desenvolvendo (10), pode-se escrever:

vrd(s) = ird(s)
{
(LlrLs +LlsLm)s2

Lss+Rs
+

+
(RrLs +RsLr)s+RrRs

Lss+Rs

}
· (11)

Então, resolvendo (11) para ird , tem-se:

ird (s) =
Lss+Rs

(LlrLs +LlsLm)s2 +(RrLs +RsLr)s+RrRs
vrd · (12)

Logo, considera-se a planta no eixo direto como:

Hd (s) =
ird(s)
vrd(s)

= Lss+Rs
(LlrLs+LlsLm)s2+(RrLs+RsLr)s+RrRs

· (13)

As equações anteriores revelam que este sistema é
pobremente amortecido. Sendo necessário, portanto, o correto
projeto do sistema de controle, a fim de conferir ao sistema um
amortecimento adequado.

O diagrama de blocos mostrado na Figura 4 pode ser
considerado para o controle da planta no eixo direto, cuja
função de transferência em malha fechada pode ser escrita
como:

FTd (s) =
ird(s)
i∗rd(s)

=
Cd (s)Hd (s)

Cd (s)Hd (s)+1
(14)

sendo Cd(s) a função de transferência do controlador no eixo
direto.

+
-

*
rd
i rd

i
 d

C s  d
H s

Fig. 4. Diagrama de blocos do sistema em malha fechada no eixo d.

Substituindo (13) em (14), e considerando um controlador
proporcional kp para o controle da corrente do rotor no eixo
direto, tem-se:

FTd (s) =

{
Lss+Rs

(LlrLs+LlsLm)s2+(RrLs+RsLr)s+RrRs

}
kp{

Lss+Rs
(LlrLs+LlsLm)s2+(RrLs+RsLr)s+RrRs

}
kp +1

· (15)

Desenvolvendo (15) é possível escrever:

FTd (s) =
A(s)
B(s)

(16)

para o qual, tem-se:

A(s) = Lskps+ kpRs (17)

B(s) = (LlrLs +LlsLm)s2 +

+ (RrLs +RsLr +Lskp)s+ (18)
+ kpRs +RrRs·

A partir da análise do polinômio característico mostrado
em (18), é possível constatar que o controlador proporcional
é capaz de conferir à planta o amortecimento necessário para
que ela não apresente comportamento oscilatório pobremente
amortecido.

Comparando o denominador da função de transferência
em malha fechada, mostrado em (18) com a função de
transferência de um sistema de segunda ordem, pode-se
verificar que:

2ξ ωn = RrLs +RsLr +Lskp (19)

onde ξ é o amortecimento do sistema e ωn é a frequência
natural não amortecida.

Assim, pode-se escrever:

ω2
n = kpRs· (20)

Combinando (19) e (20) é possível escrever:

ξ =
RrLs +RsLr +Lskp

2
√

Rskp
· (21)

A partir de (21) é possível escrever:

kp[L2
s kp +2Ls(RrLs +RsLr)−4ξ 2Rs] = 0 (22)

cujas raízes são:

kp1 =
4ξ 2Rs −2Ls(RrLs +RsLr)

L2
s

(23)
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kp2 = 0· (24)

Entretanto, para máquinas de potência elevada, a nível
de MW, os valores das resistências dos enrolamentos
estatórico e rotórico podem, em determinadas condições serem
desprezados, especialmente quando aparecem nas equações
elevado ao quadrado, ou mesmo quando multiplicados entre
si. Assim, para máquinas com maiores valores de potência
nominal vale a modelagem que segue.

Então, a partir de (21), considerando as parcelas RrLs e RsLr
desprezíveis, dado que se trata de produtos de valores muito
menores do que a unidade, (21) pode ser reescrita como:

ξ =
Lskp

2
√

Rskp
· (25)

Ou ainda:

L2
s k2

p −4ξ 2Rskp = 0· (26)

A equação (26) admite duas soluções. Uma delas é nula e,
portanto, não faz sentido ser considerada. A outra solução é:

kp = 4ξ 2 Rs

L2
s
· (27)

A equação (27) mostra que o ganho do controlador
proporcional é função da característica do enrolamento do
estator da máquina, e do amortecimento que desejamos para
o sistema. O valor parametrizado do ganho kp é:

k′p = kp
L2

s

Rs
· (28)

Assim, tem-se:

k′p = 4ξ 2· (29)

Considerando o valor parametrizado do ganho, k′p, em
função do amortecimento podemos traçar o gráfico mostrado
na Figura 5.
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Fig. 5. Ganho parametrizado do controlador proporcional em função
do amortecimento.

B. Modelagem para o Eixo em Quadratura
Por outro lado, considerando o circuito equivalente para o

eixo em quadratura, q, e desprezando-se as contribuições dos
fluxos magnéticos do estator e rotor, é possível desenhar o

circuito mostrado na Figura 6.

i sq 

L m 

L ls 

i rq 

L lr R r 

v rq 

+ 

_ 

R s 

I m 
v sq 

+ 

_ 

Fig. 6. Circuito simplificado no eixo q.

Considerando que o controle vetorial orientado pelo campo
alinha o eixo direto ao fluxo magnético do estator, e como
consequência a componente em quadratura da tensão do
estator concentra toda a tensão do estator, pode-se escrever:

Im = irq + isq (30)

vsq(s) = isq (Rs +Llss)+ ImLms (31)

vrq(s) = irq (Rr +Llrs)+ ImLms· (32)

Substituindo (31) em (32), tem-se:

vrq(s) = irq (Rr +Llrs)+ vsq − isq (Rs +Llss) · (33)

Agora, resolvendo (31) para isq e substituindo o resultado
em (33), tem-se:

vrq(s) = irq (Rr +Llrs)+ vsq − (Im − irq)(Rs +Llss) · (34)

Desenvolvendo (34), segue que:

vrq(s) = irq {Rr +Rs +(Llr +Lls)s}+ vsq − Im (Rs +Llss) · (35)

Resolvendo (35) para irq, pode-se escrever:

irq (s) =
1

(Llr +Lls)s+Rr +Rs
vrq +

+
Rs +Llss

(Llr +Lls)s+Rr +Rs
Im − (36)

− 1
(Llr +Lls)s+Rr +Rs

vsq·

Ainda, considerando:

Im =
vsq

Lms
· (37)

Substituindo (37) em (36), pode-se escrever:

irq (s) =
1

(Llr +Lls)s+Rr +Rs
vrq +

+
Rs +Llss

(Llr +Lls)s+Rr +Rs

vsq

Lms
− (38)

− 1
(Llr +Lls)s+Rr +Rs

vsq·
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Desenvolvendo (38), chega-se a:

irq (s) =
1

(Llr +Lls)s+Rr +Rs︸ ︷︷ ︸
Hq(s)

vrq +

+
Rs +(Lls −Lm)s

(LmLlr +LmLls)s2 +Lm (Rr +Rs)s︸ ︷︷ ︸
D(s)

vsq· (39)

Admitindo o diagrama de blocos para o controle da planta
do eixo em quadratura mostrado na Figura 7, pode-se escrever
uma das funções de transferências, FTq1(s), como:

FTq1 (s) =
irq(s)
vsq(s)

=
D(s)

Cq (s)Hq (s)+1
· (40)

+
-

*
rq
i rq

i
 q

C s  q
H s +

+

sq
v  D s

Fig. 7. Diagrama de blocos da planta no eixo q.

A outra função de transferência, FTq2 (s), pode ser escrita
como:

FTq2 (s) =
irq(s)
i∗rq(s)

=
Cq (s)Hq (s)

Cq (s)Hq (s)+1
· (41)

De acordo com as equações anteriores pode-se escrever:

irq (s) =
Cq (s)Hq (s)

Cq (s)Hq (s)+1
i∗rq +

D(s)
Cq (s)Hq (s)+1

vsq· (42)

Substituindo (39) em (42), e considerando um controlador
PI, tem-se:

irq (s) =

1
(Llr+Lls)s+Rr+Rs

(
kps+ki

s

)

1
(Llr+Lls)s+Rr+Rs

(
kps+ki

s

)
+1

i∗rq +

+

Rs+(Lls−Lm)s
(LmLlr+LmLls)s2+Lm(Rr+Rs)s

1
(Llr+Lls)s+Rr+Rs

(
kps+ki

s

)
+1

vsq· (43)

Desenvolvendo (43), segue que:

irq =
kps+ki

(Llr+Lls)s2+(Rr+Rs+kp)s+ki
i∗rq +

+ 1
Lm

Rs+(Lls−Lm)s
(Llr+Lls)s2+(Rr+Rs+kp)s+ki

vsq (44)

Comparando (44) com a função de transferência de um
sistema de segunda ordem, pode-se verificar que:

2ζ ωn = Rr +Rs + kp (45)

e:

ω2
n = ki· (46)

Combinando (45) e (46), pode-se escrever a seguinte
expressão para o amortecimento:

ξ =
Rr +Rs + kp

2
√

ki
· (47)

Desenvolvendo (47), pode-se escrever:

k2
p +2(Rr +Rs)kpξ +(Rr +Rs)

2 −4ξ 2ki = 0 (48)

cujas raízes são:

kp1 = 2ξ
√

ki − (Rr +Rs) (49)

kp2 =−2ξ
√

ki − (Rr +Rs) · (50)

A mesma observação feita na seção anterior vale para
máquinas com potências elevadas. Portanto, dado o baixo
valor das resistências dos enrolamentos do estator e rotor da
máquina é possível desprezar o efeito destas em (49) e (50).
Assim, estas equações podem ser reescritas como:

kp1 = 2ξ
√

ki (51)

kp2 =−2ξ
√

ki· (52)

É necessário que o valor do ganho kp seja positivo, caso
contrário, o sistema apresentará um zero no semi-plano direito,
como pode ser observado em (44), e se comportará como
sistema de fase não mínima. Assim, tem-se:

kp = 2ξ
√

ki· (53)

A partir do equacionamento desenvolvido é possível plotar
o gráfico mostrado na Figura 8, que relaciona os ganhos
proporcional e integral do controlador PI em função das
regiões de operação subamortecida e sobreamortecida.

Foi utilizado um cenário no qual o DFIG encontra-se em
regime permanente.
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Fig. 8. Ganho proporcional do controlador PI em função do ganho
integral.
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IV. RESULTADOS EXPERIMENTAIS

Esta seção é dedicada à apresentação de resultados
experimentais de um protótipo montado em laboratório, a fim
de validar a teoria apresentada neste artigo. A Tabela I mostra
as características do protótipo usado para este trabalho.

TABELA I
Parâmetros do Modelo Experimental.

Características do DFIG
Grandezas Valores
Potência nominal 8,0 kW
Tensão nominal do estator 380 V
Tensão nominal do rotor 436 V
Frequência nominal do estator 60 Hz
Resistência do estator 1,05 Ω
Resistência do rotor 1,45 Ω
Indutância de dispersão do estator 7,74 mH
Indutância de dispersão do rotor 7,74 mH
Indutância de magnetização 256,96 mH
Número de pares de polos 2

Ganhos dos controladores de corrente
Controlador proporcional (eixo direto) Valores
kp 20
Controlador proporcional-integral (eixo em quadratura) Valores
kp 10
ki 100

Uma fotografia do protótipo desenvolvido em laboratório
é mostrada na Figura 9, na qual são destacados os principais
componentes do sistema.

Elo  CC
Conversor  
back-­to-­back

dSPACE 1103

Fontes,  placas  de  
aquisição  e  

condicionamento

DFIG

Indutores  do  filtro  
de  saída

Motor  de  
indução  (MI)

Drive  do  MI

Fig. 9. Plataforma experimental.

A fim de se avaliar a eficácia dos controladores usados,
as correntes do rotor nos eixos direto e em quadratura
foram submetidas a variações em degrau, como mostrado a
seguir. Três cenários foram explorados a fim de avaliar o
comportamento dos controladores de corrente do conversor
do lado da máquina. No primeiro deles, houve variação
em degrau na referência da componente da corrente do rotor
no eixo direto, assim como na referência da componente da
corrente do rotor no eixo em quadratura para escorregamento
igual a 23%. No segundo cenário, as referências nas

componentes das correntes do rotor nos eixos direto e em
quadratura também experimentaram variação em degrau,
porém, para escorregamento igual a 15%. Assim, os
controladores das correntes do rotor foram testados em pontos
de operações distintos. Por último, um afundamento na tensão
da rede elétrica foi realizado.

A exemplo do que foi sugerido na Seção III, para os
resultados experimentais, utilizou-se controlador proporcional
no controle da corrente do rotor no eixo direto, e controlador
proporcional-integral no controle da corrente do rotor no eixo
em quadratura. A determinação destes valores está mostrada
no Apêndice.

As Figuras 10 e 11 mostram os comportamentos das
correntes de referência e medida para os eixos direto e em
quadratura no conversor do lado do rotor, durante variação no
valor de referência da corrente no eixo direto.

As Figuras 12 e 13 mostram os comportamentos das
correntes de referência e medida para os eixos em quadratura e
direto no conversor do lado do rotor, durante variação no valor
de referência da corrente no eixo em quadratura, em ambos os
testes o escorregamento da máquina era igual a 23%.

Os controladores das correntes do rotor também
foram testados noutro ponto de operação, desta vez com
escorregamento igual a 15%. As Figuras 14 e 15 mostram os
comportamentos das correntes de referência e medida para os
eixos direto e em quadratura no conversor do lado do rotor,
durante variação no valor de referência da corrente no eixo
direto.

As Figuras 16 e 17 mostram os comportamentos das
correntes de referência e medida para os eixos em quadratura e
direto no conversor do lado do rotor, durante variação no valor
de referência da corrente no eixo em quadratura.

Baseado nos resultados mostrados nas Figuras 10 a 17,
alguns comentários se fazem necessários a fim de elucidar
possíveis dúvidas por parte do leitor. As Figuras 10 e 11
dizem respeito a variação do valor da referência de corrente
no eixo direto. Porém é possível observar, na Figura 11, uma
pequena variação na corrente do eixo em quadratura durante
a dinâmica de I∗rd . Isso se deve porque, apesar do uso de
um sistema de sincronização rápido e bastante preciso, no
caso, o D-SOGI [33], o desacoplamento entre os eixos direto
e em quadratura não foi perfeito. Isto pode ser explicado
porque para os testes dos controladores de correntes do rotor,
a malha mais externa, que controla as potências ativa e reativa
do estator, foi retirada para que fosse possível a variação das
referências de corrente em degrau. Caso contrário, isso não
seria possível, dado que os controladores de potência, que
irão sintetizar os valores das referências de corrente, I∗rq e I∗rd ,
não permitem respostas em degrau. O mesmo efeito ocorreu
para o caso em que houve variação no valor de referência
da componente no eixo em quadratura. Assim, dado que
os controladores de corrente são mais rápidos do que os de
potência, e estando o sistema somente com esta malha, este
acoplamento se evidencia mais. Quando o sistema opera com
as duas malhas, interna de corrente e externa de potência, em
ambos os eixos, o acoplamento mostrado nas Figuras 15 e 17,
é minimizado.

De acordo com os resultados mostrados nas Figuras 10
a 17 é possível observar que as respostas das correntes
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Fig. 10. Correntes do rotor no eixo direto durante degrau no valor de
referência I∗rd .
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Fig. 11. Correntes do rotor no eixo em quadratura durante degrau no
valor de referência I∗rd .
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Fig. 12. Correntes do rotor no eixo em quadratura durante degrau no
valor de referência I∗rq.

−0.5 0 0.5 1 1.5
0

2

4

6

8

10

12

Tempo [s]

C
or

re
nt

es
 d

o 
ro

to
r 

no
 e

ix
o 

di
re

to
 [A

]

Corrente medida

Corrente de referência

s = 23%

Fig. 13. Correntes do rotor no eixo direto durante degrau no valor de
referência I∗rq.

do rotor nos eixos direto e em quadratura comportaram-
se de acordo com a teoria desenvolvida neste trabalho.
A qual, previa comportamentos de sistemas de segunda
ordem subamortecidos (o valor adotado para o coeficiente de
amortecimento foi 0,7), para respostas ao degrau.
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Fig. 14. Correntes do rotor no eixo direto durante degrau no valor de
referência I∗rd .
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Fig. 15. Correntes do rotor no eixo em quadratura durante degrau no
valor de referência I∗rd .
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Fig. 16. Correntes do rotor no eixo em quadratura durante degrau no
valor de referência I∗rq.

−0.5 0 0.5 1 1.5
0

2

4

6

8

10

12

Tempo [s]

C
or

re
nt

es
 d

o 
ro

to
r 

no
 e

ix
o 

di
re

to
 [A

]

s = 15%

Corrente medida

Corrente
de referência

Fig. 17. Correntes do rotor no eixo direto durante degrau no valor de
referência I∗rq.

A velocidade do rotor, mostrada na Figura 18, foi obtida
pelo sistema de aquisição para os ensaios cujos resultados
são mostrados nas Figuras 16 e 17. É possível observar a
velocidade controlada durante a dinâmica da corrente do rotor
no eixo em quadratura (variação de potência ativa do estator).
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Neste instante, a máquina apresentava operação subsíncrona
com escorregamento de aproximadamente 15%. A velocidade
do gerador sofre afundamento após aumento da potência ativa
injetada (variação positiva de I∗rq), uma vez que este sistema
não utiliza malha separada para o controle da velocidade da
máquina. Porém, após a dinâmica, a velocidade retorna ao
seu valor de origem, mantendo-se controlada.
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Fig. 18. Velocidade do gerador durante variação em degrau da
componente em quadratura da corrente do rotor, I∗rq.

As Figuras 19 e 20 mostram os comportamentos das
correntes de referência e medida para os eixos direto e
em quadratura no conversor do lado do rotor, durante
afundamento severo da tensão da rede elétrica para 0,37 p.u.
de tensão residual. Este resultado mostrou as correntes
do rotor e estator controladas, e diminuindo durante o
afundamento de tensão. Assim, a exigência de capacidade de
LVRT, presente no código de rede brasileiro assim como em
todos os códigos de redes atuais, foi atendida.
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Fig. 19. Correntes do rotor no eixo em quadratura. À esquerda o
valor de referência I∗rq, e à direita o valor medido Irq.
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Fig. 20. Correntes do rotor no eixo direto. À esquerda o valor de
referência I∗rd , e à direita o valor medido Ird .

V. CONCLUSÕES

Este trabalho apresentou o desenvolvimento matemático
para o modelo, em malha fechada, do gerador de indução
duplamente alimentado (DFIG), no qual os controladores
de corrente do RSC são escolhidos baseados na própria
modelagem desenvolvida. A modelagem matemática que
descreve o comportamento das correntes do rotor nos eixos
direto e em quadratura foi desenvolvida, a qual sugeriu que
controladores do tipo proporcional (P) e proporcional-integral
(PI) fossem usados como os controladores das correntes do
rotor nos eixos direto e em quadratura, respectivamente.

Foi mostrado, em detalhes, as principais equações para a
dedução do modelo, a fim de facilitar o entendimento do leitor.
Gráficos mostraram as regiões para diferentes condições de
operação da máquina, com o objetivo de facilitar a escolha
dos valores dos ganhos dos controladores considerados nesta
dedução.

Resultados experimentais extraídos a partir de um protótipo
de um DIFG montado em laboratório, com ajustes dos
controladores das correntes do rotor no eixo direto e em
quadratura baseados na teoria proposta foram apresentados e
discutidos. O modelo foi validado a partir de dinâmicas nas
correntes do rotor para condições de regime permanente da
tensão da rede elétrica, assim como para condição de variação
brusca da tensão da rede.

A partir dos resultados obtidos, concluiu-se que o modelo
apresentado e discutido neste artigo se apresenta como uma
ferramenta factível, que pode ser utilizada em estudos de
aerogeradores baseados em DFIG.
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APÊNDICE

A determinação dos ganhos dos controladores P (Ird), e PI
(Irq) se dá a partir dos parâmetros da máquina extraídos da
Tabela I, e com o auxílio das equações deduzidas na Seção III.

As simplificações realizadas na Seção III para máquinas
com potências elevadas não foram consideradas para os
cálculos a seguir, dado que a máquina utilizada no
protótipo experimental possui baixo valor de potência, e,
portanto, as simplificações mencionadas implicariam em erros
consideráveis.

1) Controlador do eixo direto: Adotando ξ = 0,7, e
substituindo os respectivos valores em (23), tem-se que: kp =
24,37.

2) Controlador do eixo em quadratura: Adotando ξ = 0,7
e considerando o valor de ki = 100, após a substituição destes
valores em (49), tem-se que: kp = 11,5.
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