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RESUMEN

En esta tesis se estudian las pérdidas en el núcleo de los Motores de Inducción (MI) con los

siguientes objetivos: compensar los efectos producidos sobre el control y diagnosticar fallas

en el núcleo del estator (FNE).

Se incluyeron en el modelo dinámico del MI las pérdidas en el hierro (PH), representándolas

por medio de una resistencia equivalente, no lineal, a bornes de la inductancia de magnetiza-

ción del MI. Con el objetivo de determinar el valor de la resistencia equivalente y cuantificar

las PH se propusieron una serie de ensayos en vacío (con una fuente de tensión PWM) para

un MI no convencional, el que permitió separar las distintas componentes de las pérdidas

totales. En base a las mediciones de las pérdidas se pudo determinar el valor de la resistencia

equivalente de PH en función de la frecuencia de alimentación.

A partir del modelo del MI presentado se evaluó la influencia de las PH sobre el control del

MI, se obtuvieron expresiones analíticas del error de estimación del flujo en estado estable

de un control orientado por el campo (COC) convencional. Con el objetivo de compensar

los errores en la estimación se presentó una propuesta basada en un observador adaptivo de

estados. Se comparó el comportamiento del observador con el del estimador convencional,

validando la propuesta por medio de resultados de simulación.

El estudio realizado evidenció que es posible utilizar el observador adaptivo de estados pro-

puesto para tareas de diagnóstico de fallas, por medio de la supervisión de un parámetro

asociado a la condición del núcleo. Con el objetivo de validar experimentalmente la propues-

ta de diagnóstico se desarrolló un método para la generación de FNE, permitiendo realizar
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fallas controladas y reversibles, consiguiéndose repetibilidad en los ensayos.

Finalmente, se propuso un nuevo modelo para representar a las FNE asimétricas, represen-

tándolas como variaciones de la resistencia equivalente de PH. Se validó experimentalmente

y por simulación el modelo, midiendose el incremento de la corriente de secuencia negativa y

la variación de la impedancia de secuencia negativa del MI, variables que pueden ser usadas

para detectar y diagnosticar diferentes grados de severidad de las FNE.



ABSTRACT

The core losses (CL) of induction motors (IM) are studied in this thesis. The main objective

in studying them are: compensate CL effects on the IM control and stator core faults (SCF)

diagnosis.

The stator CL, represented by a non lineal equivalent resistance on the terminals of the IM

magnetization inductance, were included in the induction motor dynamic model. In order to

obtain the value of the equivalent resistance and quantifying losses, no–load test with a PWM

voltage source were carried out on a non-conventional induction motor, which facilitates

separating the components of total losses. A quantitative comparison of losses measured in

no–load condiction was also carried out. It was concluded from this comparison that losses

on the rotor cupper do not significantly contribute to the total losses. Loss measurements

allowed obtaining the equivalent resistance value as a function of stator frequency.

The influence of these CL on the induction motor control was evaluated from the IM model

presented in this work. Analytical expressions for error estimation, in steady-state flux, in a

field-oriented control (FOC) were also obtained from the model. In an attempt to compen-

sate errors from estimation, an adaptive state observer was also presented. The behaviour of

this observer was compared to that of a conventional estimator, validating in this way the

proposal through simulation results.

It was concluded from this study that it is possible to use the proposed adaptive state

observer for SCF diagnosis, by monitoring a parameter related to the stator core. In addition,

the proposal was experimentally validated through developing a method to generate SCF,
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producing controlled and reversible faults, which allows repeating the tests as necessary.

Finally, a new model to represent unbalanced SCF as variations of the CL equivalent resis-

tance was also presented. This model was validated experimentally and through simulation

by measuring both the increase of the negative sequence current and the variation of the IM

negative sequence impedance. These variables can be used to detect and to diagnose SCF.
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CA Corriente alternada.

COC Control orientado por el campo.

DCa Debilitamiento de campo.

EFRyP Estimador del flujo del rotor y par.

EL CID Electromagnetic core imperfection detector, Detector de

imperfecciones de núcleos electromagnéticos.

FNE Fallas en el núcleo del estator.

FTCC Fuente de tensión con control de corriente.

MEF Método de los elementos finitos.

MI Motor de inducción.

PH Pérdidas en el hierro.

PI Controlador proporcional–integral.

PWM Pulse width modulation, modulación por ancho de impulso.



Capítulo 1

INTRODUCCIÓN

1.1. Descripción del problema

Los Accionamientos de Velocidad Variable (AVV) con máquinas eléctricas rotativas están

ampliamente difundidos en el ámbito industrial. Las primeras máquinas utilizadas en AVV

fueron las de corriente continua, debido a la simplicidad de su control. Posteriormente, y

con el avance de la tecnología en el área de la electrónica y microcontroladores, el uso

de las máquinas de Corriente Alternada (CA) fue aumentando, llegando a desplazar casi

completamente a las de corriente continua en nuevas aplicaciones. Si bien el uso de máquinas

de CA en AVV exige mayor capacidad de cálculo y electrónica de potencia más avanzada

para su control, la robustez de estas máquinas justifica su elección. Por ejemplo, un Motor

de Inducción (MI) tiene menor costo, menor peso, mayor capacidad de sobrecarga y requiere

mucho menor mantenimiento que el motor de corriente continua.

Para controlar el par o la velocidad de los MI se han propuesto diferentes estrategias (ver

Fig. 1.1), tales como las escalares [3] y las vectoriales [2]. Las primeras se deducen a partir

del modelo en régimen permanente del MI y son normalmente utilizadas en aplicaciones con

bajos requerimientos de desempeño dinámico. En aplicaciones que requieren alto desempeño

dinámico, donde las estrategias escalares dejan de satisfacer las necesidades impuestas por

la carga, las estrategias vectoriales son una posible solución.

Existen gran cantidad de estrategias vectoriales, siendo las más conocidas el control orientado

por el campo (COC) [4] y el control directo de par (Direct Torque Control, DTC) [5].

La estrategia vectorial más popular es el COC orientado por el flujo del rotor [2]. Esta estra-

1
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Figura 1.1: Clasificación de las estrategias de control para MI [4]; (NFO, “Natural Field

Orientation” u orientación natural del campo; “Feedback Linearisation” o Linealización por

realimentación).

tegia se deduce a partir del modelo dinámico del MI. La idea básica del COC es transformar

al conjunto de ecuaciones del MI en otro conjunto de ecuaciones donde la relación entre las

corrientes o las tensiones (variables de control) y el par sea lineal.

Por muchos años, para la deducción del COC se utilizó un modelo que no incluía las Pérdidas

en el Hierro (PH). Esto causa un deterioro en el desempeño dinámico del AVV, debido a

que las PH se manifiestan como fuentes de errores en el control [6].

Para solucionar este problema se han propuesto nuevos y distintos modelos dinámicos del

MI que incluye las PH [7]–[9], representándolas por medio de parámetros asociados a dichas

pérdidas. Estos parámetros son generalmente determinados por medio de ensayos, a partir

de la medición de la potencia de pérdidas en vacío.

En base a los nuevos modelos se han presentado distintos esquemas para la compensación

de las PH, tales como estimadores y observadores. Los estimadores de flujo y de par, pro-

puestos en la literatura ([10]–[12]), son modificaciones realizadas al estimador convencional
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presentado en [2]. El observador de estados reportado en [13] tiene la ventaja, respecto de

los estimadores anteriores, de poder modificar la velocidad de convergencia de la estimación

del flujo, aumentando de esta manera el desempeño dinámico del AVV.

Debido al gran desarrollo de controladores digitales con gran capacidad de cálculo, en los

últimos años se han incluido nuevas funciones para mejorar las prestaciones de los AVV.

Entre estas funciones se pueden destacar las estrategias de estimación de parámetro (“self-

commissioning ”) y las de diagnóstico de fallas.

El diagnóstico de fallas incipientes permite realizar paradas programadas del MI para su

reparación. De esta forma se logra reducir los costos asociados a una parada no programada

y los de reparación del propio MI. Entre las fallas más comunes de los MI pueden citarse: las

fallas en los rodamientos, en los bobinados del estator y en el rotor (barras rotas) [14][15].

Las Fallas en el Núcleo del Estator (FNE) de los MI, menos comunes que las anteriormente

citadas, han sido estudiadas en la literatura, como así también las formas de detectarlas por

medio de métodos fuera de línea [16][17]. A pesar de ello, todavía no han sido reportados

métodos en línea para la detección y diagnóstico de FNE.

Un punto importante a tener en cuenta para el desarrollo de nuevos métodos de diagnóstico en

línea es la obtención de modelos que representen adecuadamente las FNE. En esta temática

sólo algunos modelos han sido propuestos siendo sólo adecuados para el análisis del fenómeno

y no para la obtención de nuevos métodos de diagnóstico.

Por lo expuesto hasta aquí, el objetivo general de esta tesis es, en la primera parte, evaluar

y compensar los efectos de las PH en el control del MI y, en la segunda parte, detectar y

diagnosticar FNE en los MI. Los objetivos particulares de esta tesis son:

el modelado del MI incluyendo las pérdidas en el hierro y su evaluación,

la evaluación de los efectos de las PH sobre el control del MI y las posibles soluciones

para compensarlos.

el modelado de las FNE en el MI, y
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el estudio de los métodos en línea y fuera de línea para diagnosticar FNE en los MI.

A continuación se describe, sucintamente, el estado del arte de los principales temas relacio-

nados con esta tesis.

1.2. Antecedentes del tema

A continuación se describen diferentes propuestas referidas al modelado del MI que incluye

las PH, la evaluación de las pérdidas del MI, los efectos de las PH y su compensación en el

control del MI y el diagnóstico de las FNE de máquinas eléctricas.

1.2.1. Modelo dinámico del motor de inducción incluyendo las pér-

didas en el hierro

Existen muchos modelos matemáticos del motor de inducción, desde los más sencillos, como

por ejemplo los que representan las características en régimen permanente [18][19], a los

más elaborados que representan dinámicamente distintos fenómenos electromagnéticos y/o

térmicos.

Dentro del último grupo se pueden mencionar aquellos modelos que son resueltos a partir

del método de los elementos finitos (MEF), capaces de predecir la distribución del flujo

magnético y las pérdidas del MI en cualquier punto de la máquina, como así también la dis-

tribución de temperatura [20]–[23]. La resolución de estos modelos requiere un gran esfuerzo

computacional (lenta resolución) no siendo apropiados para aplicaciones en tiempo real [24].

Sin embargo estos modelos son de gran utilidad en el análisis y diseño de máquinas eléctricas

[25]–[27].

Existen otros modelos que, con menor esfuerzo de cálculo para su resolución, permiten eva-

luar asimetrías electromagnéticas, mecánicas y fallas. Entre estos últimos se puede citar los

basados en circuitos múltiplemente acoplados (p. ej. [28][29]), circuitos eléctricos equivalentes

[30] o combinaciones de los anteriores [31].
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Los modelos del MI en variables qd0, del tipo de parámetros concentrados, requieren muy

poca capacidad de cálculo, a costa de despreciar el efecto de la distribución no sinusoidal de

los bobinados y las barras, variaciones del entrehierro y otros efectos tenidos en cuenta con

los modelos anteriormente citados. Estos modelos son ampliamente usados en el control de

las máquinas eléctricas (p. ej. [2]).

El modelo convencional en variables qd0 [32] es unos de los más utilizados para sintetizar

distintos controladores digitales. Con el agregado de pequeñas modificaciones es posible

tener en cuenta algunos fenómenos tales como las PH y/o las pérdidas adicionales (“stray

load losses”) [33].

En [8] se presenta un modelo en variables qd0 que incluye las PH. Éstas son modeladas por

medio de una resistencia no lineal (RFe) en paralelo con la inductancia de magnetización del

MI. Propuestas anteriores, como las presentadas en [7] y [34], modelan dichas pérdidas no

sólo con una resistencia equivalente sino también con una inductancia equivalente (LFe) en

serie con RFe. La inductancia equivalente modela la dinámica de las pérdidas por corrientes

parásitas o de Foucault en el transitorio. En trabajos posteriores [35] se demuestra que la

inductancia equivalente que representa a las PH ([7]) puede despreciarse, aún en el régimen

transitorio, siendo una buena aproximación el modelo presentado en [8].

El concepto de utilizar una resistencia equivalente como elemento disipativo, cuya potencia

disipada es equivalente a las PH, fue utilizado también en [9]. En este caso, se propone una

resistencia en serie con la inductancia de magnetización, de esta forma se reduce la cantidad

estados en el modelo matemático y por consiguiente se requiere menor capacidad de cálculo

para su resolución.

1.2.2. Evaluación de las pérdidas en el hierro y determinación de

parámetros equivalentes

El uso de AVV con MI se incrementa día a día. Las pérdidas debido a los armónicos de

orden superior, introducidos por las fuentes moduladas por ancho de impulso (“Pulse Width

Modulation”, PWM) de los AVV, juegan un papel importante en la distribución de las
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pérdidas en los MI.

La evaluación de estas pérdidas es fundamental para la correcta selección de los MI utilizados

en aplicaciones especiales donde se requiere alto desempeño dinámico y un amplio rango de

velocidad.

La determinación de las pérdidas puede realizarse mediante los ensayos en vacío y en cor-

tocircuito ([19], [36]). Estos ensayos están normalizados (p. ej.: IEEE Std 112–1996 [37],

IEC 34–2 [38], IRAM 2008–2 [39]) sólo para tensiones de alimentación sinusoidal, siendo el

Método B de [37] el más conveniente para la medición de las pérdidas [40].

Las pérdidas de los MI en vacío se pueden dividir en: pérdidas mecánicas (Pmec), pérdidas

en el cobre del estator y rotor (Pcu−s y Pcu−r respectivamente) y las PH (PFe).

Las Pcu−r y las PH son difíciles de separar en el caso de MI con jaula de ardilla, debido a que

no se puede medir la corriente en la jaula. Para el caso en que el MI se encuentre alimentado

con fuentes de tensión sinusoidales y en vacío, las Pcu−r son pequeñas, pudiéndose despreciar

y de esta forma determinar las PH. En el caso de que el MI se encuentre alimentado con

fuentes de tensión PWM, algunos autores indican que la separación de estas pérdidas no

es tarea fácil. Esto se debe a que no es posible, como en el caso anterior, considerar que

las corrientes inducidas en la jaula de ardilla son pequeñas, ya que los armónicos de orden

superior producen pérdidas por efecto Joule que no pueden despreciarse [41]–[43].

Debido a las dificultades en la medición y separación de las pérdidas introducidas por el

uso de fuentes de tensión PWM, en [42] y [43] se presenta una propuesta para evaluar estas

pérdidas. En estos trabajos se evalúan las pérdidas de un MI con un rotor especial. Éste

carece de barras y de ranuras (cilindro laminado), por lo tanto las Pcu−r son nulas. En [42] y

[43] se comparan las pérdidas medidas con las de otro MI convencional, el que posee distintas

características magnéticas que el primero, por lo tanto la comparación es sólo cualitativa.

Es muy importante poder separar y cuantificar las Pcu−r y las PH ya que en base a ellas se

pueden deducir los parámetros del modelo del MI, cuyo conocimiento preciso es necesario

para un correcto desempeño de los AVV.
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El uso de fuentes de tensión PWM en los ensayos de vacío y cortocircuito para la obtención

de los parámetros del MI ha sido analizado en [44]. En este trabajo los ensayos se realizaron

bajo la hipótesis de que, independientemente de la forma de onda de alimentación, si sólo se

considera la componente fundamental de tensión y corriente, el comportamiento del MI no

cambia respecto al caso de alimentación sinusoidal. Por lo tanto, en base a estos ensayos es

posible obtener los distintos parámetros del MI.

La inclusión de un parámetro que represente a las PH en el circuito equivalente del modelo

dinámico del MI ha sido citada en la Sección 1.2.1 de esta tesis. Del análisis bibliográfico se

llega a la conclusión que la representación de las PH por medio de una resistencia equivalente

(RFe), a bornes de la inductancia de magnetización [8], es la mejor alternativa para incluir

los efectos de este fenómeno en el control del MI.

La RFe puede calcularse a partir del ensayo en vacío del MI, con fuentes sinusoidales o PWM.

En el caso de fuentes PWM, según lo presentado en [44], RFe se puede calcular en base al

circuito equivalente en régimen permanente, deducido a partir del modelo dinámico del MI,

como en [45].

La representación de las PH a través de una resistencia equivalente RFe, de valor constante,

es sólo válido para una frecuencia de operación del MI. Es por esto que en los AVV es

conveniente encontrar una relación funcional entre RFe y la frecuencia de funcionamiento.

1.2.3. Efecto de las pérdidas en el hierro y su compensación sobre

el control del MI

Por muchos años, la influencia de las PH sobre el control del MI no fue tenida en cuenta [2].

No obstante, las PH son fuentes de errores (o desintonías) en el caso del COC. Estos errores

se manifiestan en la estimación del flujo y del par de los AVV.

El principio de funcionamiento del COC consiste en la obtención de un desacoplamiento

parcial entre el flujo y el par, por medio de un cambio de variables (Transformación qd0 ).

Este desacoplamiento es total en el caso que se mantenga al flujo constante. En esta condición

se considera que el flujo y el par son controlados por medio de las componentes d y q de la
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corrientes de alimentación, respectivamente. El desacoplamiento se realiza con el objetivo de

emular el control del motor de corriente continua con excitación independiente, donde a partir

de la corriente de excitación y de armadura se controla el flujo y el par, respectivamente.

Las PH afectan el desacoplamiento entre el flujo del rotor y el par. Por lo tanto, estas

variables no son controladas directamente por las componentes q y d de la corriente del

estator, según lo propuesto en [2], sino por la corriente de magnetización [10]. Lo antes dicho

puede analizarse por medio del circuito equivalente del MI propuesto en [8], en el cual se

observa que parte de la corriente del estator circula por la rama que representa a las PH. Es

por esto que las componentes q y d de la corriente de magnetización controlan la generación

del flujo y del par, este hecho se observa también al incluir las PH en el control de otras

máquinas de CA [46][47].

En [6] se muestran los efectos de las PH sobre el COC en régimen permanente, se presentan

gráficos del error de estimación del flujo del rotor y del par, parametrizados por las compo-

nentes q y d de la corriente del estator. Para variaciones de la componente q se observan

errores de estimación del flujo menores al 4 %, mientras que para variaciones de la com-

ponente d se observan errores del 15 %. En trabajos posteriores de distintos autores, como

[10][11][48], se presentan valores de error similares a los citados anteriormente, ratificando lo

presentado en [6].

Para evitar las desintonías reportadas en [6], algunos autores proponen deducir el esquema

de control en base a un modelo dinámico del MI que incluye las PH. En base a diversos

modelos del MI (p. ej. [7][8][34]) se han deducido distintos estimadores y observadores (p. ej.

[9]–[11][13][35][49][50]) de la posición del flujo del rotor y del par.

En [10] se presentan tres estimadores diferentes de la posición del flujo y del par, los que

incluyen las PH. Estos estimadores se deducen en base al modelo del MI orientado en tres

referenciales distintos: en el referencial del flujo del rotor, del estator y del entrehierro. Se

presentan resultados de simulación que demuestran la validez de las propuestas. Trabajos

similares, que validan estas propuestas, han sido presentados con posterioridad ([35][49]–

[51]).
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En [9] se presenta otro estimador del flujo del rotor y del par, pero deducido en base a un

modelo diferente a los presentados anteriormente, en el cual se considera que la resistencia

equivalente de PH se encuentra en serie con la inductancia de magnetización del MI. Para

validar la propuesta se presentan resultados de simulación y experimentales.

En [13] se presenta otra forma de compensar las PH, por medio de un observador de estados

que considera dichas pérdidas. Se presentan resultados de simulación de esta propuesta. En

base a este trabajo se desarrollaron otras propuestas de control que han sido reportadas en

[52][53].

1.2.4. Diagnóstico de fallas en el núcleo del estator de las máquinas

eléctricas

Las FNE de las máquinas eléctricas son menos frecuentes que las producidas en los bobinados,

sin embargo el costo de reparación de las primeras es muy superior [17][54][55]. Por lo tanto,

es de interés identificar las causas de problemas en el núcleo del estator, como así también

las formas de supervisar su estado y detectar posibles fallas.

Las principales causas de las fallas en el núcleo de las máquinas eléctricas ha sido estudiado

por distintos autores [16][56][57], mostrando que algunas de las causas más comunes son las

debidas a grandes corrientes de falla a tierra y a problemas con el aislante interlaminar (fallas

interlaminares).

El estudio de los métodos de diagnóstico de FNE ha tendido a enfocarse en los denominados

métodos fuera línea, siendo esta área de trabajo muy activa [16][58]–[67]. Éstos requieren de

la parada de la máquina y también de la línea de producción para su implementación, siendo

esto una de las principales desventajas respecto a los métodos en línea.

Los métodos en línea son ampliamente utilizados debido a que generalmente requieren menor

costo de implementación, no requiriendo del desensamblado de la máquina para detectar la

falla. Estos métodos se han utilizado para detectar fallas en las bobinados del estator y/o

barras rotas [68]–[73], excentricidades del entrehierro [74][71] y problemas en la carga [75].

Desafortunadamente, no hay disponibles métodos en línea para la detección de fallas en el
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núcleo del estator de los MI, según lo expuesto en [17] y corroborado por medio de una

amplia búsqueda bibliográfica realizada por el autor de esta tesis.

Para estudiar, evaluar y proponer estrategias de diagnóstico de fallas es necesario contar con

modelos que representen las características de las fallas. Para las FNE se han propuesto sólo

algunos modelos que son resueltos por medio de los MEF [76][77][57]. Estos modelos no son

adecuados para sintetizar estrategias de diagnóstico, sin embargo son de gran utilidad para

el análisis del fenómeno.

La revisión bibliográfica realizada respecto a FNE muestra un área de trabajo poco explo-

rada, este hecho es una gran motivación para el estudio de métodos de diagnóstico en línea,

como así también el desarrollo de nuevos modelos.

1.3. Contribuciones de la tesis

Las principales contribuciones de esta tesis se presentan en el modelado y evaluación de las

PH en el MI, en la compensación de los efectos de las PH en el control del MI y la detección

y diagnóstico de FNE.

Para realizar el análisis de los efectos de las PH sobre el control del MI surgió la necesidad

de contar con un modelo dinámico que tuviera en cuenta este fenómeno y que, además, sea

adecuado para deducir estrategias de control. Por este motivo se utilizó el modelo presentado

en [8], en el que se modelan las PH como una resistencia equivalente constante a bornes de la

inductancia de magnetización. Con el objetivo de obtener el valor de la resistencia equivalente

que representara a las PH, en todo el rango de velocidad, se desarrolló un banco de ensayos

reportado por el autor de esta tesis en [78], con el que se determinó una relación funcional de

dicha resistencia con la frecuencia, a partir de las pérdidas medidas en un MI no convencional,

alimentado con una fuente de tensión PWM.

El MI ensayado posee dos rotores intercambiables, uno estándar y el otro con las mismas

características magnéticas, pero sin barras. Esto permitió cuantificar en forma precisa las

PH, sin la influencia de la pérdidas en el cobre del rotor. A diferencia de lo propuesto en
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trabajos anteriores ([42][43]) se realizó una comparación cuantitativa de las pérdidas en vacío

medidas en el MI, entre el rotor con y sin barras. Además, se realizó la separación de las

pérdidas en vacío, para finalmente cuantificar las pérdidas en el cobre del rotor y las pérdidas

totales en el hierro.

El modelo del MI que incluye las PH se utilizó para analizar los efectos de éstas sobre el con-

trol. Se obtuvieron expresiones analíticas para el cálculo del error relativo de la estimación

del flujo, mostrándose la variación del error en régimen permanente cuando se considera la re-

sistencia equivalente de PH tanto constante como variable, con la frecuencia de alimentación

del MI.

Se utilizó el modelo del MI que incluye a las PH para la obtención de un observador adaptivo

de estados, con el objetivo de compensar los errores provocados con el estimador convencio-

nal. Se obtuvieron resultados de simulación que validan la propuesta antes mencionada. El

observador adaptivo de estados fue publicado por el autor de esta tesis en [79][80].

Además, se utilizó el esquema adaptivo presentado en [79][80] para resolver tareas de detec-

ción y diagnóstico de fallas en el hierro del estator de MI. Los resultados obtenidos formaron

parte de los trabajos reportados por el autor en [81]–[83].

Por último, se desarrolló un nuevo modelo para las FNE asimétricas de los MI. Se pudo

demostrar mediante resultados de simulación y experimentales la validez de este modelo.

Los resultados de este trabajo han sido volcados en un artículo [84] sometido a evaluación

para su posterior publicación.

1.4. Organización de la tesis

La presente tesis está organizada de la siguiente manera: en el Capítulo 1 se describió el

problema, los antecedentes de los temas abordados y las principales contribuciones de esta

tesis.

En el Capítulo 2 se presenta un modelo dinámico del MI que considera las PH del estator

[8]. Se muestran dos representaciones matemáticas del modelo del MI, que son de utilidad en
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capítulos posteriores. A continuación se presenta la evaluación de las PH de un MI utilizado

en AVV. Se describen las pérdidas de los MI en vacío y se determinan experimentalmente.

A partir de las mediciones obtenidas en los ensayos, se modela y calcula la resistencia equi-

valente de pérdidas en el hierro, RFe, en función de la frecuencia, la cual se incluye en el

modelo del MI.

En el Capítulo 3 se analiza la influencia de las PH sobre el COC, se obtienen expresiones

analíticas para determinar el error de estimación del flujo, en régimen permanente. A conti-

nuación se propone un observador adaptivo de estados para compensar la influencia de las

PH sobre el control del MI. Se muestran resultados de simulación de la comparación del

estimador convencional y el observador propuesto.

En el Capítulo 4 se aplica el observador adaptivo de estados propuesto en el Capítulo 3

para resolver tareas de detección y diagnóstico de FNE del MI. Se presentan resultados de

simulación y experimentales que validan esta propuesta.

En el Capítulo 5 se propone un nuevo modelo dinámico de MI que incluye FNE asimétricas.

Se valida el modelo por medio de resultados de simulación y experimentales.

En el Capítulo 6 se exponen las conclusiones y las discusiones generales referidas a los

capítulos expuestos en la tesis. Por último se presentan algunas propuestas de trabajos

futuros, como continuación de esta tesis.

En el Apéndice A se presenta la deducción de las ecuaciones utilizadas en la Sección 2.3 del

Capítulo 2, representación del modelo del MI en función de las corriente y flujos enlazados

y en forma de ecuaciones de estados.

En el Apéndice B se exponen las características de los MI ensayados y simulados en los

distintos capítulos de esta tesis, incluyendo las formas de las ranuras, del rotor y del estator, y

otros datos provistos por el fabricante, como los parámetros utilizados para las simulaciones.
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Capítulo 2

MODELADO DEL MOTOR DE
INDUCCIÓN

2.1. Introducción

En [35] se demostró que la representación de las PH propuesta en [8][85][86], usando una

resistencia no lineal (RFe) a bornes de la inductancia de magnetización de los MI, es más

conveniente que la representada por un arreglo serie de resistencia–inductancia, conectada

en paralelo con la inductancia de magnetización, según propuesto en [7] y [34].

En este Capítulo se presenta la deducción de un modelo dinámico del MI que incluye las PH

del estator, propuesto originalmente en [8], basado en el modelo convencional del MI [32].

Para ello, se aplica el método operacional al circuito equivalente en variables abc, según lo

expuesto en [8][85][86], con el objetivo de simplificar la obtención del modelo en variables

qd0.

Posteriormente, se presenta la deducción de dos modelos matemáticos equivalentes en va-

riables qd0 que serán utilizados a lo largo de esta tesis en los Capítulos 3 y 4; modelos en

función de las corrientes y flujos enlazados, y en variables de estado.

Una de las dificultades encontradas para utilizar los modelos citados anteriormente es la

determinación del valor exacto de los parámetros que representan a las PH. Debido a que

estos parámetros dependen de las condiciones de operación del MI, especialmente frecuen-

cia de alimentación, existencia de armónicos de orden superior y saturación magnética. La

determinación de estos parámetros se realiza, generalmente, a partir de la medición de las

13
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pérdidas del MI.

El uso de fuentes de tensión PWM en AVV dificulta aún más la determinación de los pará-

metros que representan a las PH, ya que la distribución de las pérdidas en el hierro y en el

cobre del MI se modifican debido a la influencia de los armónicos de orden superior y de la

tensión de alimentación.

La determinación precisa de las pérdidas de los MI es importante, especialmente, en el caso

de formar parte de un AVV, debido a que algunos de los parámetros del MI se obtienen a

partir de las pérdidas medidas en estas máquinas. La determinación de estos parámetros,

a partir de ensayos realizados con fuentes PWM, se analizó en [44], mostrando que, inde-

pendientemente de la forma de onda de alimentación, es posible determinarlos si sólo se

considera la componente fundamental de tensión y corriente.

En [42] y [43] se presenta una propuesta para cuantificar las pérdidas de un MI en forma

precisa cuando se utilizan fuentes de tensión PWM. En estos trabajos se utilizó un MI

no convencional, que posee un rotor sin ranuras y sin barras (cilindro laminado), por lo

que las pérdidas en el cobre del rotor son nulas. Las pérdidas de este MI se comparan,

cualitativamente, con las pérdidas de otro MI estándar, que posee distintas característica

magnéticas. Del análisis presentado se concluyó que el uso de fuentes PWM incrementa las

pérdidas en vacío y del hierro.

En este capítulo se presenta una metodología para determinar las pérdidas del MI cuando

es alimentado con una fuente de tensión PWM, utilizando un prototipo experimental de MI.

Este prototipo está formado por un MI que posee dos rotores intercambiables, uno estándar

y el otro con las mismas característica magnéticas pero sin barras. Con este MI es posible

cuantificar las pérdidas en el cobre en forma precisa, separando las PH de las pérdidas totales

en vacío. Se realiza una comparación cuantitativa de las pérdidas medidas en el MI con y

sin barras, en función de la frecuencia de alimentación.

Finalmente, se demuestra que, en base a las pérdidas medidas, puede obtenerse el valor de

la resistencia equivalente de PH en función de la frecuencia de alimentación, calculada como

en [45]. También se comparan las resistencias equivalentes calculadas a partir de las pérdidas

14 Febrero de 2009



Modelo del MI que incluye las PH

medidas en el MI con y sin barras, concluyéndose que es una buena aproximación el valor

de RFe obtenido con el MI convencional.

Este Capítulo está organizado de la siguiente manera: en primer lugar, se presenta el circuito

equivalente del MI en variables abc que incluye las PH. A continuación, se muestra el modelos

matemáticos en variables qd0 para simulación. Luego, se muestran dos modelos equivalentes

que serán utilizados a lo largo de esta tesis. Posteriormente, se presenta la caracterización de

la RFe a partir de la medición de las pérdidas del MI. Finalmente, se muestran los resultados

obtenidos y las conclusiones.

2.2. Modelo del MI que incluye las PH

Con el objetivo de analizar los efectos de las PH sobre el control del MI se propone utilizar

un modelo del MI en variables qd0, deducido a partir del modelo en variables de la máquina.

Para el modelado del MI se realizan las siguientes consideraciones generales:

los bobinados del estator son idénticos, distribuidos en forma sinusoidal y desplazados

120 grados.

El rotor con jaula de ardilla se representa como bobinados equivalentes trifásicos dis-

tribuidos senoidalmente, al igual que los del estator.

El circuito magnético del MI es lineal (no se considera la saturación)

Los armónicos de la distribución espacial de bobinados y barras se desprecian, al igual

que las variaciones del entrehierro.

2.2.1. Descripción del modelo en variables de la máquina

En esta sección se presenta un modelo dinámico del MI que incluye las PH, [8]. Este mo-

delo, de octavo orden, considera sólo las PH del estator, representándolas como resistencias

equivalentes en paralelo con la inductancia de magnetización. En la Fig. 2.1 se muestra el

circuito equivalente en variables de la máquina (o variables abc) del MI.
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w=0
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iar
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Figura 2.1: Circuito equivalente del MI en variables abc, incluyendo las PH del estator.

El aumento del orden en el modelo, comparado con el presentado en [32], se debe a los nuevos

lazos de corriente, producidos por el agregado de la resistencia equivalente de PH. En la Fig.

2.1, los subíndices s, r y m indican que la variable se refiere al estator, rotor y entrehierro,

respectivamente; los subíndices Fe y l indican que el parámetro se refiere a las PH y a la

inductancia de dispersión, respectivamente; las resistencias e inductancias se representan

con R y L, respectivamente; las tensiones y corrientes instantáneas se representan con v e i,

respectivamente. Las fases del MI se indican con los subíndices a, b y c; ω y θr representan

la velocidad angular eléctrica y el desplazamiento inicial del rotor, respectivamente.

2.2.2. Definición de la transformación generalizada qd0

Para reducir la complejidad de los modelos dinámicos de las máquinas eléctricas de CA se

utilizan, generalmente, cambios de variables. Estos cambios de variables se llevan a cabo por

medio de una transformación, la cual refiere las variables de la máquina (abc) a un marco

de referencia que gira a una velocidad angular arbitraria. De esta forma se define un nuevo

conjunto de variables, generalmente llamadas variables qd0 [32].

Considerando un conjunto trifásico de variables abc, (fabc), se puede obtener por medio de
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una transformación K, otro conjunto de variables qd0 (fqd0), de la forma

fqd0 = Kfabc (2.1)

donde

fqd0 =
[

fq fd f0

]T

fabc =
[

fa fb fc

]T (2.2)

K =
2

3
















cos β cos

(

β − 2π

3

)

cos

(

β +
2π

3

)

sin β sin

(

β − 2π

3

)

sin

(

β +
2π

3

)

1/2 1/2 1/2
















(2.3)

β =

∫ t

0

[ωqd0(ξ) − ω(ξ)]dξ + [θqd0(0) − θ(0)] (2.4)

donde ξ es una variable auxiliar de integración.

En las ecuaciones anteriores f representa cualquier variable eléctrica tal como: tensión, co-

rriente o flujo; el supra índice T denota la transpuesta de una matriz; ω, θ y ωqd0, θqd0

son las velocidades y desplazamientos angulares del referencial abc y del referencial qd0,

respectivamente. En la Fig. 2.2 se han representado gráficamente estas variables.

La transformación inversa se define como

fabc = K−1fqd0 (2.5)

donde

K−1 =
















cos β sin β 1

cos

(

β − 2π

3

)

sin

(

β − 2π

3

)

1

cos

(

β +
2π

3

)

sin

(

β +
2π

3

)

1
















. (2.6)
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fa

fb

fc

fq

fd

qqd0

wqd0

q

w

Figura 2.2: Representación gráfica de las principales variables relacionadas con la transfor-

mación K.

2.2.3. Modelo del MI en referencial qd0 arbitrario incluyendo PH

El modelo del MI en el referencial qd0 se obtiene al aplicar la transformación (2.3) a las

ecuaciones dinámicas en variables de la máquina (abc). Este procedimiento puede observarse

en [32] cuando se desprecian las PH.

Otra manera de obtener el modelo del MI en el referencial qd0 es utilizando un método

operacional, como el presentado en [8][85][86]. El uso de un método operacional simplifica la

deducción del circuito equivalente en variables qd0. Este método permite, sustituyendo cada

elemento del circuito en variables abc (resistencias, inductancias, capacidades, acoplamientos

magnéticos, etc.) por su equivalente en variables qd0, obtener el circuito equivalente en

variables qd0. Una vez obtenido dicho circuito se pueden deducir fácilmente las ecuaciones

del mismo.

Aplicando el método mostrado en [8][85][86] al circuito equivalente de la Fig. 2.1 es posible

obtener el circuito de la Fig. 2.3.

En base al circuito de la Fig. 2.3 se deducen, por inspección, las siguientes ecuaciones de

tensión y flujos enlazados, en variables qd0, del MI
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Figura 2.3: Circuito equivalente del MI en variables qd0, incluyendo las PH del estator.

vqs = ωqd0Llsids1 + Lls
d

dt
iqs1 +Rsiqs1 +RFeiqs1 −RFeiqs2 (2.7)

vds = −ωqd0Llsiqs1 + Lls
d

dt
ids1 +Rsids1 +RFeids1 −RFeids2 (2.8)

v0s = Lls
d

dt
i0s1 +Rsi0s1 (2.9)

0 = ωqd0M (ids2 + idr) +M

(
d

dt
iqs2 +

d

dt
iqr

)

+RFeiqs2 −RFeiqs1 (2.10)

0 = −ωqd0M (iqs2 + iqr) +M

(
d

dt
ids2 +

d

dt
idr

)

+RFeids2 −RFeids1 (2.11)

vqr = (ωqd0 − ωr)Llridr + (ωqd0 − ωr)M(ids2 + idr) + Llr
d

dt
iqr + (2.12)

+M
d

dt
(iqs2 + iqr) +Rriqr

vdr = −(ωqd0 − ωr)Llriqr − (ωqd0 − ωr)M(iqs2 + iqr) + Llr
d

dt
idr + (2.13)

+M
d

dt
(ids2 + idr) +Rridr

v0r = Llr
d

dt
i0r +Rri0r (2.14)

donde

M =
3

2
Lms =

3

2
Lmr. (2.15)
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Las ecuaciones de flujos enlazados totales en el estator y rotor son

λqs = Llsiqs1 +M(iqs2 + iqr) (2.16)

λds = Llsids1 +M(ids2 + idr) (2.17)

λ0s = Llsi0s1 (2.18)

λqr = Llriqr +M(iqs2 + iqr) (2.19)

λdr = Llridr +M(ids2 + idr) (2.20)

λ0r = Llri0r (2.21)

el par electromagnético se puede expresar como [32]

Te =

(
3

2

)(
P

2

)

M (iqs2 idr − ids2 iqr) (2.22)

donde P es el número de polos del MI.

En los casos en que las máquinas eléctricas se analicen como parte de un sistema eléctrico

de potencia, es de utilidad expresar las inductancias como reactancias, calculadas a partir

de una velocidad angular eléctrica base (ωb) [32]. A continuación se presentan las ecuaciones

de tensiones y flujos enlazados por segundo, en términos de reactancias

vqs =

(
ωqd0
ωb

)

ψds1 +
1

ωb

d

dt
ψqs1 +Rsiqs1 +RFeiqs1 −RFeiqs2 (2.23)

vds = −
(
ωqd0
ωb

)

ψqs1 +
1

ωb

d

dt
ψds1 +Rsids1 +RFeids1 −RFeids2 (2.24)

v0s =
1

ωb

d

dt
ψ0s1 +Rsi0s1 (2.25)

0 =

(
ωqd0
ωb

)

ψdm +
1

ωb

d

dt
ψqm +RFeiqs2 −RFeiqs1 (2.26)

0 = −
(
ωqd0
ωb

)

ψqm +
1

ωb

d

dt
ψdm +RFeids2 −RFeids1 (2.27)

vqr =

(
ωqd0 − ωr

ωb

)

(ψdr1 + ψdm) +
1

ωb

d

dt
(ψqr1 + ψqm) +Rriqr (2.28)

vdr = −
(
ωqd0 − ωr

ωb

)

(ψqr1 + ψqm) +
1

ωb

d

dt
(ψdr1 + ψdm) +Rridr (2.29)

v0r =
1

ωb

d

dt
ψ0r1 +Rri0r . (2.30)
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los flujos enlazados por segundo son

ψqs1 = Xlsiqs1 (2.31)

ψds1 = Xlsids1 (2.32)

ψ0s1 = Xlsi0s1 (2.33)

ψqm = Xm(iqs2 + iqr) (2.34)

ψdm = Xm(ids2 + idr) (2.35)

ψqr1 = Xlriqr (2.36)

ψdr1 = Xlridr (2.37)

ψ0r1 = Xlri0r . (2.38)

2.2.4. Modelo del MI incluyendo las PH para simulación

El modelo del MI, utilizado para obtener los resultados de simulación de los Capítulos 3 y

4, se obtiene a partir de las (2.23)–(2.38). Las corrientes pueden expresarse de la siguiente

manera

iqs1 =
1

Xls

ψqs1 (2.39)

ids1 =
1

Xls

ψds1 (2.40)

i0s1 =
1

Xls

ψ0s1 (2.41)

iqs2 =
1

Xm

ψqm − 1

Xlr

ψqr1 (2.42)

ids2 =
1

Xm

ψdm − 1

Xlr

ψdr1 (2.43)

iqr =
1

Xlr

ψqr1 (2.44)

idr =
1

Xlr

ψdr1 (2.45)

i0r =
1

Xlr

ψ0r1 (2.46)
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y la derivada de los flujos enlazados por segundo como

d

dt
ψqs1 = ωb

[

vqs −
(
ωqd0

ωb

)

Xlsids1 −Rsiqs1 −RFeiqs1 +RFeiqs2

]

(2.47)

d

dt
ψds1 = ωb

[

vds +

(
ωqd0

ωb

)

Xlsiqs1 −Rsids1 −RFeids1 +RFeids2

]

(2.48)

d

dt
ψ0s1 = ωb [v0s −Rsi0s1] (2.49)

d

dt
ψqm = ωb

[

−
(
ωqd0

ωb

)

Xm (ids2 + idr) −RFeiqs2 +RFeiqs1

]

(2.50)

d

dt
ψdm = ωb

[(
ωqd0

ωb

)

Xm (iqs2 + iqr) −RFeids2 +RFeids1

]

(2.51)

d

dt
ψqr1 = ωb

[

vqr −
(
ωqd0 − ωr

ωb

)

Xlridr +
ωr

ωb

Xm (ids2 + idr) −Rriqr +RFeiqs2 −RFeiqs1

]

(2.52)

d

dt
ψdr1 = ωb

[

vdr +

(
ωqd0 − ωr

ωb

)

Xlriqr −
ωr

ωb

Xm (iqs2 + iqr) −Rridr +RFeids2 −RFeids1

]

(2.53)

d

dt
ψ0r1 = ωb [v0r −Rri0r] (2.54)

el par electromagnético puede expresarse como

Te =

(
3

2

)(
P

2

)(
Xm

ωb

)

(iqs2 idr − ids2 iqr) . (2.55)

La dinámica mecánica del MI puede expresarse como

d

dt
ωmec =

Te − Tl −Bωmec
J

(2.56)

donde, ωmec es la velocidad angular mecánica, Tl es el par de carga, J es la inercia del MI y

B es la constante de rozamiento dinámico.

2.3. Otras formas de expresar el modelo del MI que in-
cluye las PH del estator

En esta sección se presentan otros arreglos del modelo del MI que incluyen las PH del estator,

que serán utilizados a lo largo de esta tesis.

Se presentan dos arreglos, uno en función de las corrientes y de los flujos enlazados totales,

que será de utilidad en el análisis del efecto de las PH sobre el control del MI (Capítulo 3).

22 Febrero de 2009



Otras formas de expresar el modelo del MI que incluye las PH del estator

El segundo arreglo, en forma de variables de estado, es también utilizado en el Capítulo 3,

con el objetivo de compensar el efecto de las PH sobre el control del MI, como así también

en el Capítulo 4 con el objetivo de diagnosticar FNE.

En el Apéndice A se expone la deducción de dichos arreglos.

2.3.1. Modelo en función de las corrientes y flujos enlazados

El modelo del MI se puede representar por (2.57)–(2.58). En este modelo no se consideran las

variables en el eje 0 ya que el MI es balanceado y, generalmente, no posee conexión de neutro,

por lo tanto la suma de corrientes en ese punto es nula, como así también la componente 0







vqs = ωqd0λds + d
dt
λqs +Rsiqs1

vds = −ωqd0λqs + d
dt
λds +Rsids1

0 = ωqd0λdm + d
dt
λqm +RFe (iqs2 − iqs1)

0 = −ωqd0λqm + d
dt
λdm +RFe (ids2 − ids1)

vqr = (ωqd0 − ωr)λdr + d
dt
λqr +Rriqr

vdr = − (ωqd0 − ωr)λqr + d
dt
λdr +Rridr .

(2.57)

Los flujos enlazados pueden expresarse como







λqs = Llsiqs1 +M (iqs2 + iqr)

λds = Llsids1 +M (ids2 + idr)

λqm = M (iqs2 + iqr)

λdm = M (ids2 + idr)

λqr = Llriqr +M (iqs2 + iqr)

λdr = Llridr +M (ids2 + idr) .

(2.58)
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2.3.2. Modelo en forma de variables de estado

El circuito equivalente del MI de la Fig. 2.3 puede representarse por medio de la descripción

en variables de estado [87], de la siguiente manera







ẋ(t) = A(t) x(t) + B u(t)

y(t) = C x(t)
(2.59)

donde

x =

















iqs1

ids1

ψqm

ψdm

ψqr1

ψdr1

















(2.60)

y =




iqs1

ids1





u =




vqs

vds





A =

2

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

4

−

ωb

Xls

(Rs + RFe) −ωqd0

ωbRFe

XlsXm

0 −

ωbRFe

XlsXlr

0

ωqd0 −

ωb

Xls

(Rs + RFe) 0
ωbRFe

XlsXm

0 −

ωbRFe

XlsXlr

ωbRFe 0 −

ωbRFe

Xm

−ωqd0

ωbRFe

Xlr

0

0 ωbRFe ωqd0 −

ωbRFe

Xm

0
ωbRFe

Xlr

−ωbRFe 0
ωbRFe

Xm

ωr −

ωb

Xlr

(Rr + RFe) − (ωqd0 − ωr)

0 −ωbRFe −ωr

ωbRFe

Xm

(ωqd0 − ωr) −

ωb

Xlr

(Rr + RFe)

3

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

5

(2.61)
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B =

















ωb

Xls
0

0 ωb

Xls

0 0

0 0

0 0

0 0

















C =




1 0 0 0 0 0

0 1 0 0 0 0



 .

Este modelo será de utilidad en los siguientes capítulos. En el Apéndice A se expone la

deducción de dichos arreglos.

2.4. Caracterización de la resistencia equivalente de PH
(RFe)

En esta sección se presenta la caracterización de la resistencia equivalente de PH a partir

de la medición de la potencia de pérdidas en el MI. Con este objetivo se presenta una

metodología para determinar las pérdidas del MI, alimentado con una fuente de tensión

PWM, utilizando un prototipo experimental. El prototipo está formado por un MI que posee

dos rotores intercambiables, uno estándar y el otro con las mismas característica magnéticas

pero sin barras. Con este MI es posible cuantificar las pérdidas en el cobre en forma precisa,

separando las PH de las pérdidas totales en vacío. Se realiza una comparación cuantitativa de

las pérdidas medidas en el MI con y sin barras, en función de la frecuencia de alimentación.

A continuación se presenta la evaluación de las pérdidas y la caracterización de RFe.

2.4.1. Pérdidas en el MI

Las pérdidas totales de los MI están constituidas por la suma de las pérdidas en el cobre del

estator y del rotor, las pérdidas en el hierro del estator y del rotor, las pérdidas mecánicas

y las pérdidas adicionales. En la Fig. 2.4 se representa el balance de energía de un MI [1].
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La evaluación de las PH en el estator se puede realizar a partir de las pérdidas en vacío

del MI. En condiciones de vacío y considerando velocidad de deslizamiento baja, las pérdi-

das adicionales y del hierro del rotor son pequeñas y pueden despreciarse. Por lo tanto, la

determinación de las PH se simplifica al utilizar la potencia de pérdidas en vacío.

A continuación se describen las componentes de las pérdidas de los MI en vacío.

Pérdidas de los MI en vacío

Las pérdidas totales de un MI en vacío pueden separarse en las siguientes componentes

P0 = Pcu−s + Pcu−r + Pmec + PFe (2.62)

donde

P0 es la potencia total en vacío,

Pcu−s es la potencia disipada en el cobre del estator,

Pcu−r es la potencia disipada en el cobre del rotor,

Pmec es la potencia debida a las pérdidas mecánicas, y

PFe es la potencia de PH del estator.

La P0 se obtiene a partir de ensayos en vacío del MI. A continuación se describen brevemente

las componentes de (2.62).

Pérdidas en el cobre del estator

Las pérdidas en el cobre del estator pueden calcularse como

Pcu−s = 3RsI
2
0 (2.63)

donde Rs es la resistencia de CC de cada fase del bobinado del estator e I0 es la corriente

eficaz en vacío, por fase del estator.

Pérdidas en el cobre del rotor

Las pérdidas en el cobre del rotor pueden calcularse como

Pcu−r = 3RrI
2
r (2.64)
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Figura 2.4: Balance de energía en un MI [1].

donde Rr es la resistencia equivalente de cada fase del rotor e Ir es la corriente eficaz del

rotor, por fase.

En los MI con jaula de ardilla la Ir no puede medirse directamente, sin embargo, con fuentes

sinusoidales de alimentación y en vacío, dicha corriente es prácticamente nula; por lo tanto

se puede despreciar, al igual que las pérdidas por efecto Joule que la misma produce en Rr.

Muchos autores aseguran (p. ej.: [41]–[43]) que si el MI se alimenta con una fuente de tensión

PWM, las pérdidas en el cobre del rotor son apreciables, debido a las pérdidas introducidas

por los armónicos de orden superior.

Pérdidas mecánicas

Las pérdidas mecánicas (Pmec) están compuestas por las pérdidas por fricción y las pérdidas

debido a la resistencia del aire.

Las Pmec pueden ser estimadas con la ayuda de la curva (P0−Pcu−s) vs. tensión, [37] (IEEE
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Std. 112-1996, Standard Test Procedure for Polyphase Induction Motors and Generators).

El valor de las Pmec se obtiene extendiendo dicha curva hasta el valor de tensión igual a cero.

Pérdidas en el hierro

Las PH (PFe) pueden separarse en las siguientes componentes

PFe = Ph + Pd = Ph + Pcp + Pex (2.65)

donde

Ph son las pérdidas por histéresis, y

Pd son las pérdidas dinámicas, compuestas por las pérdidas por corrientes parásitas o de

Foucault (Pcp) y por las pérdidas “en exceso” (Pex).

Pérdidas por histéresis: estas son proporcionales al área del ciclo de histéresis del material

magnético y a la frecuencia con que se recorre dicho ciclo.

Desde el punto de vista físico, éstas se deben a las pérdidas en estado estable de los dominios

de Weiss cuando un campo magnético variable se aplica a un material magnético [88].

Estas pérdidas pueden evaluarse de la siguiente manera

Ph = αfB̂γ (2.66)

donde

B̂ es el pico de la densidad de flujo magnético,

f es la frecuencia de B,

γ es el coeficiente de Steinmetz, y

α es un coeficiente que depende de las propiedades físicas y químicas del material magnético.

Pérdidas dinámicas: como fue definido anteriormente, las pérdidas dinámicas están consti-

tuidas por

Pd = Pcp + Pex. (2.67)

En el caso ideal de un material magnético perfectamente homogéneo, las Pd serán iguales a
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Pcp [89]. Éstas últimas pueden ser calculadas de la forma

Pcp = βf 2B̂2. (2.68)

Estas pérdidas están altamente influenciadas por el efecto pelicular (skin–effect), es por esto

que se puede corregir la expresión (2.68) para tener en cuenta este efecto [90], de la siguiente

forma

Pcp = βf 3/2B̂2 sinh
(
ξ
√
f
)
− sin

(
ξ
√
f
)

cosh
(
ξ
√
f
)
− cos

(
ξ
√
f
) (2.69)

donde β y ξ son coeficientes que dependen de las propiedades del material magnético.

Dado que los materiales no son perfectamente homogéneos, a las Pcp se les suman las pér-

didas en exceso Pex. Estas últimas se deben, desde un punto de vista estrictamente físico,

a las discontinuidades del movimiento de las paredes de los dominios de Weiss (paredes de

Bloch). Estos movimientos rápidos, o saltos de Barkhausen, producen corrientes parásitas y

consecuentes pérdidas [91].

Las Pex pueden calcularse de la forma [89]

Pex = δf3/2B̂3/2 (2.70)

donde

δ es un coeficiente que depende de las propiedades físicas y químicas del material magnético.

2.4.2. Determinación experimental de las PH del MI

Banco de ensayo implementado

Para evaluar las pérdidas en vacío de los MI se implementó el banco de ensayos que se

muestra en el diagrama de la Fig. 2.5. Éste consta de dos máquinas de inducción, una es

el motor ensayado y la otra funciona como motor impulsor. Ambas máquinas son del tipo

jaula de ardilla, cada una alimentada por un inversor comercial, los que permiten controlar

la velocidad o el par de los MI, según las necesidades del ensayo.
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Figura 2.5: Banco de ensayos implementado.

La máquina ensayada posee dos rotores intercambiables, uno de ellos convencional y el

otro con las mismas características magnéticas, pero sin barras (los datos y característica

constructivas de los rotores se presentan en el Apéndice B). La razón de utilizar un MI

con rotor sin barras es que en él las Pcu−r son nulas, de esta forma es posible cuantificar

exactamente las PH a través de ensayos convencionales. Además, al utilizarse rotores con las

mismas características magnéticas, se pueden comparar cuantitativamente las componentes

de las pérdidas en vacío. Esta es la principal diferencia entre los trabajos desarrollados en

[42][43] y esta tesis.

El motor impulsor se utiliza para llevar al MI sin barras en el rotor a la velocidad de ensayo

requerida, debido a que éste no tiene la capacidad de arrancar. En el caso de que el MI

ensayado tenga el rotor estándar, el motor impulsor absorbe las Pmec del primero, llevándolo

a la velocidad de sincronismo.
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Resultados obtenidos

Con el banco de ensayos descripto en la sección anterior se llevaron a cabo una serie de

ensayos en vacío, a diferentes tensiones y frecuencias, manteniendo la relación v/f constante.

Los ensayos se realizaron con un inversor industrial comercial, cuya frecuencia de conmu-

tación es de 5 kHz. Con la ayuda de un adquisidor digital de datos se midió la tensión y

la corriente de fase del MI; con estas señales se calcularon la potencia instantánea p(t) y la

potencia activa a bornes del estator, según la siguiente expresión

P0 =
1

T

∫ T

0

p(t)dt (2.71)

donde T es el período de la onda fundamental de p(t).

En la Fig. 2.6 se presenta la P0 por fase en función de la frecuencia angular de alimentación,

correspondiente a los rotores con y sin barras. En esta figura también se observa la potencia
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Figura 2.6: Potencia de pérdidas en vacío para el MI ensayado, con y sin barras.
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Figura 2.7: Potencia de pérdidas en el hierro para el MI, con y sin barras.

activa calculada a partir de las ondas fundamentales de tensión y corriente, de la siguiente

forma

P01 = Vfun Ifun cos
(
φVfun

− φIfun

)
. (2.72)

En la Fig. 2.7 se observa la potencia de pérdidas en el hierro en función de la frecuencia

angular. Para el caso del MI sin barras, estas pérdidas se calculan despejando la PFe de

(2.62), como

PFe = P01 − Pcu−s1 . (2.73)

La Pmec puede despreciarse debido a que el MI ensayado se impulsa a velocidad de sin-

cronismo mediante otro motor (ver Fig. 2.5) que absorbe las pérdidas mecánicas de ambas

máquinas.

Para el caso del MI con barras, la PFe se calcula de la misma forma que en el caso anterior.

Ésto se debe a que la potencia de PH, que es de interés en el análisis de los efectos sobre el

COC (ver Capítulo 3), es la que se calcula con la ayuda de las componentes fundamentales
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Figura 2.8: Circuito equivalente del MI en vacío.

de tensión y corriente [11][10][44].

Según puede verse en los resultados mostrados en la Fig. 2.6, y a diferencia de lo que se

concluye en [42][43], la P0 no se incrementa considerablemente cuando el ensayo se realiza

con el MI con barras. Esto puede atribuirse a que la Pcu−r producida por los armónicos de

orden superior no son considerables para este MI.

Lo antes dicho también se refleja en la Fig. 2.7, donde puede apreciarse que existe muy poca

diferencia entre la potencia de PH para los ensayos con y sin barras.

La diferencia mencionada anteriormente podría deberse a las características de diseño de las

barras del rotor (ver Apéndice B). Debido a que el rotor ensayado posee barras profundas

se reduce la magnitud de los armónicos de orden superior de la corriente, con la consecuente

reducción de las pérdidas correspondientes [18][19].

2.4.3. Cálculo e identificación experimental de la RFe

El cálculo e identificación experimental de los parámetros del MI, alimentado con fuentes de

tensión PWM, ha sido analizado en [44]. En este trabajo se concluye que independientemente

de la forma de onda de la tensión de alimentación, es posible determinar estos parámetros,

considerando sólo las componentes fundamentales de tensión y corriente.

Por lo tanto, considerando lo expuesto en [44], es posible calcular la RFe del MI ensayado

en base a los resultados presentados en la sección anterior, sólo considerando las potencias

calculadas a partir de las componentes fundamentales de tensión y corriente.
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Figura 2.9: Resistencia equivalente de pérdidas en el hierro RFe, en función de la frecuencia.

Con el objetivo de obtener la RFe se utiliza una simplificación del circuito equivalente del

MI en régimen permanente, ver Fig. 2.8. Ésta se obtiene al considerar al MI en vacío, como

en [45]. A partir de este circuito puede calcularse la RFe de la siguiente manera

RFe =
R′ 2

+X ′ 2

R′
(2.74)

donde

R′ =
P01 − Pmec

I2
01

−Rs (2.75)

y

X ′ =

√

V 2
01

I2
01

−
(
P01 − Pmec

I2
01

)2

−XLls
(2.76)

V01 y I01 son los valores eficaces de las componentes fundamentales de la tensión y la corriente

del estator, con el motor en vacío, respectivamente; y XLls
= ωLls es la reactancia de
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dispersión.

En la Fig. 2.9 se muestra la variación de RFe con respecto a la frecuencia angular de alimen-

tación del MI (ω), con y sin barras. En esta figura se aprecian los datos obtenidos a partir

de las mediciones realizadas y las respectivas aproximaciones lineales (líneas continuas y de

trazo). Es posible observar que RFe ∝ ω0,7, esto se debe a que se mantuvo una relación pro-

porcional entre la tensión de alimentación y la frecuencia (v/f constante) y que la potencia

de PH es PFe ∝ ω1,3.

Se observa que, al menos para el MI ensayado, no existe una diferencia considerable entre

los datos de la Fig. 2.9. De esto se concluye que es poca la influencia de las Pcu−r y que el

cálculo de la RFe, a partir del MI convencional, es una buena aproximación.

Las aproximaciones lineales mostradas en la Fig. 2.9 son utilizadas en Capítulos posteriores

con el objetivo de simplificar la deducción del esquema de control y de adaptación. Puede

observarse que la diferencia entre las dos curvas aumenta a bajas frecuencias. Esto puede ser

atribuido a que la inductancia de magnetización a estas frecuencias puede considerarse casi

un cortocircuito, siendo la potencia disipada en RFe muy pequeña; por lo tanto, el cálculo

de la resistencia RFe es muy sensible a pequeños cambios en la potencia.

2.5. Conclusiones

En este capítulo se presentó un circuito equivalente del MI en variables abc que incluye las

PH del estator. Estas pérdidas fueron representadas como resistencias equivalentes (RFe) en

paralelo con la inductancia de magnetización.

A partir de este circuito equivalente se obtuvo otro circuito en variables qd0 en un referencial

arbitrario por medio de un método operacional. Dicho método simplifica la obtención del

modelo matemático en variables qd0 que representa al circuito.

En base al modelo en variables qd0 se obtuvo un modelo para simulación, en términos de

reactancias, que será utilizado a lo largo de esta tesis para realizar los distintos ensayos

numéricos. También se dedujo, en base al circuito equivalente, otros arreglos matemáticos
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que son de utilidad para evaluar y compensar la influencia de las PH sobre el control del MI

y para la deducción de métodos de diagnóstico de FNE.

Además, en este capítulo se presentó una metodología que permite evaluar las pérdidas en

vacío y en el hierro de un MI no convencional. Este MI posee dos rotores intercambiables,

uno estándar y el otro con las mismas características magnéticas pero sin barras.

Con el prototipo experimental no convencional de MI se evaluaron y compararon las potencias

de pérdidas en vacío en función de la frecuencia. Concluyéndose que no es significativo el

aporte de las pérdidas en el cobre del rotor (Pcu−r) sobre las pérdidas en vacío, cuando el MI

ensayado se encuentra alimentado con una fuente de tensión PWM. Esto podría deberse a la

forma de las barras del rotor, barras profundas, con las que se obtiene magnitudes reducidas

de los armónicos de corriente, con la consecuente reducción de las Pcu−r.

En base a las mediciones obtenidas se modeló y calculó la resistencia equivalente que repre-

senta a las pérdida en el hierro del estator del MI, RFe. Se observó que no existe una variación

importante de RFe debido a la influencia de las Pcu−r, a causa de los armónicos de orden

superior de la corriente. Finalmente, se concluye que la determinación de este parámetro a

través de los ensayos con el MI convencional es una buena aproximación al valor obtenido a

partir del MI con rotor sin barras.
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Capítulo 3

CONTROL DEL MI CONSIDERANDO
LAS PH

3.1. Introducción

Existen, básicamente, dos tipos de controles para el MI: los escalares [3], basados en el modelo

en estado estacionario del motor, y los vectoriales, entre los cuales se encuentra el COC [2].

El COC se utiliza en aquellas aplicaciones donde las técnicas de control escalar dejan de

satisfacer las necesidades impuestas por aplicaciones que requieren alto desempeño dinámico.

Inicialmente, el COC se dedujo considerando que las PH son pequeñas y por lo tanto se

pueden despreciar [2][4]. Sin embargo, las PH son fuentes de errores y desintonías en la

estimación del flujo y del par.

Los efectos de las PH sobre el COC en estado estacionario fueron reportados en [6]. En este

trabajo se presentaron expresiones analíticas del error de estimación de un COC convencio-

nal. Se determinaron los errores de estimación del flujo del rotor y del par, parametrizados

por las componentes q y d de la corriente del estator. Para variaciones de la componente q

entre 0,1 − 2 de la nominal, se observan errores de estimación del flujo menores al 4 %, con

la componente d constante en el valor nominal y a velocidad nominal. Para variaciones de la

componente d entre 0,1 − 1 de la nominal, se observan errores del 15 %, con la componente

q constante en el valor nominal y a velocidad nominal. En distintos trabajos posteriores (p.

ej.: [10][11][48][92]) se presentan simulaciones numéricas que muestran errores similares a los

obtenidos en [6].
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Estos errores en la estimación del flujo y del par producen efectos nocivos sobre el desempeño

de los AVV. Por lo tanto, es necesario compensar estos efectos para mejorar el desempeño

dinámico como así también el rendimiento.

En la literatura se han presentado distintas propuestas para la compensación de los efectos

de las PH. Estimadores de flujo han sido deducidos a partir de modelos que incluyen las PH

(p. ej.: [10]–[12][93]). Otros trabajos se basan en la aplicación de observadores de estados (p.

ej.: [13][52]) también deducidos a partir del modelo del MI que incluye las PH. La ventaja

más importante de estos observadores, respecto a los estimadores antes mencionados, es

la capacidad de variar su velocidad de convergencia y de tener mejor desempeño frente a

incertidumbres paramétricas.

En este capítulo se evalúa la influencia de las PH del MI sobre un COC, por medio de

expresiones analíticas para el cálculo del error relativo del flujo estimado. Se muestran gráficos

que representan dichos errores al considerar la resistencia equivalente RFe constante, como

en [6], y variable en función de la frecuencia de alimentación.

Además, se presenta una propuesta para la compensación de los efectos de las PH basada

en un observador adaptivo de estados deducido a partir del modelo presentado en la Sección

2.3.2. Se muestra también la deducción de un esquema adaptivo para RFe. A continuación, se

muestran los resultados de simulación obtenidos con el observador propuesto y se compara

su desempeño con el del estimador convencional [2], demostrando de esta forma que el

observador tiene un mejor desempeño dinámico frente a perturbaciones de par.

Finalmente, se exponen los resultados de simulación obtenidos con el esquema adaptivo,

demostrando que esta propuesta permite corregir posibles variaciones de RFe.

Este Capítulo está organizado de la siguiente manera: en primer lugar, se describe el control

orientado por el flujo del rotor. A continuación, se analizan los efectos de las PH sobre el COC.

Posteriormente, se presenta la deducción del observador de estados y del esquema adaptivo

para KFe y se muestran los resultados obtenidos con el observador adaptivo. Finalmente, se

presentan las conclusiones.
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Figura 3.1: Esquema convencional de un control orientado por el campo.

3.2. Descripción del control orientado por el campo

El COC puede considerarse análogo al control del motor de corriente continua con excitación

independiente, en el que se controla el flujo y el par por medio de la tensión de campo y de

la corriente de armadura, respectivamente. En el COC la analogía se logra controlando las

componentes directa y en cuadratura (d y q respectivamente) de la corriente del estator. La

primera componente, alineada con el flujo del rotor, es análoga a la tensión de excitación

del motor de CC y la otra componente, perpendicular al flujo, es análoga a la corriente de

armadura.

En la Fig. 3.1 se observa el esquema de un COC convencional [2], donde el módulo y la

posición del flujo del rotor (λ̂dr y θ̂fr, respectivamente) se estiman en el bloque EFRyP,

Estimador del Flujo del Rotor y Par, a partir de la medición de las corrientes del estator y de

la posición del rotor. En esta figura, los PI representan controladores del tipo proporcional–

integral, DCa representa el debilitamiento de campo, utilizado para extender el rango de

velocidad del MI, FTCC denota una fuente de tensión trifásica con control de corriente y

los “*” representan variables de referencia.
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3.2.1. Estimador convencional del flujo del rotor y del par

El estimador convencional del flujo del rotor y del par para el COC puede deducirse a partir

del modelo dinámico del MI que no incluye las PH [32] tal como será mostrado a continuación.

Si se cumplen las siguientes condiciones, se dice que el referencial qd0 está orientado con la

posición del flujo del rotor

λqr ≡ 0 (3.1)

y por lo tanto

ωqd0 = ωfr (3.2)

θfr =

∫

ωfrdt (3.3)

donde ωfr es la velocidad del flujo del rotor. A partir del referencial qd0 orientado por el

flujo del rotor, puede obtenerse el siguiente conjunto de ecuaciones que permite implementar

el bloque EFRyP [2],

d

dt
θfr = ωfr (3.4)

ωfr = ωr +
RrMiqs
Llrλdr

(3.5)

ids =
Llr
RrM

d

dt
λdr +

1

M
λdr (3.6)

Te =

[(
3
2

) (
P
2

)
M

(Llr +M)

]

iqs λdr . (3.7)

Los valores de λdr y θfr pueden estimarse, conociendo las corrientes del estator (iqs e ids)

y la velocidad del rotor (ωr) y resolviendo (3.4) y (3.6). El conocimiento de estas variables

puede realizarse por medición y/o estimación (técnicas sensorless). En el caso del esquema

presentado en la Fig. 3.1, puede observarse que las variables antes mencionadas son medidas.
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3.3. Efectos de las PH en la estimación del flujo del rotor

En esta sección se evalúan los efectos de la pérdidas en el hierro sobre el desempeño del COC

en estado estacionario debido a los errores en la estimación del flujo.

Para esto se obtiene la expresión del error de estimación del λdr, a partir del modelo en

estado estacionario deducido del modelo dinámico que incluye las PH.

3.3.1. Modelo del MI en función de las corrientes de estator

En base a (2.57) y (2.58) puede obtenerse el modelo del MI en función de las corrientes del

estator (ver Apéndice A)

[

Lls
d

dt
iqs1 + (Rs +RFe)iqs1

]

= vqs − ωqd0Llsids1 −
λqr
(
Llr

RFe

) +
λqm

(

1
RFe
M

+
RFe
Llr

) (3.8)

[

Lls
d

dt
ids1 + (Rs +RFe)ids1

]

= vds + ωqd0Llsiqs1 −
λdr
(
Llr

RFe

) +
λdm

(

1
RFe
M

+
RFe
Llr

) (3.9)

[
d

dt
λqm +

(
RFe

Lls
+
RFe

M

)

λqm

]

= RFeiqs1 +
Rr

Llr
λqr − ωqd0λdm (3.10)

[
d

dt
λdm +

(
RFe

Lls
+
RFe

M

)

λdm

]

= RFeids1 +
Rr

Llr
λdr + ωqd0λqm (3.11)

[
d

dt
λqr −

Rr

Llr
λqr

]

= vqr − (ωqd0 − ωr)λdr +
Rr

Llr
λqm (3.12)

[
d

dt
λdr −

Rr

Llr
λdr

]

= vdr + (ωqd0 − ωr)λqr +
Rr

Llr
λdm . (3.13)

Modelo del MI orientado por λdr

A partir del modelo antes presentado del MI (3.8)–(3.13), orientado con la posición del flujo

del rotor (θfr), se obtiene un estimador de la velocidad del flujo del rotor (ωfr).

Aplicando (3.1)–(3.3), a las ecuaciones del modelo (3.8)–(3.13) y considerando que el MI

tiene un rotor del tipo jaula de ardilla (vqr = vdr = 0), puede obtenerse el siguiente sistema
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de ecuaciones

[

Lls
d

dt
iqs1 + (Rs +RFe)iqs1

]

= vqs − ωfrLlsids1 +
λqm

(

1
RFe
M

+
RFe
Llr

) (3.14)

[

Lls
d

dt
ids1 + (Rs +RFe)ids1

]

= vds + ωfrLlsiqs1 −
λdr
(
Llr

RFe

) +
λdm

(

1
RFe
M

+
RFe
Llr

) (3.15)

[
d

dt
λqm +

(
RFe

Lls
+
RFe

M

)

λqm

]

= RFeiqs1 − ωfrλdm (3.16)
[
d

dt
λdm +

(
RFe

Lls
+
RFe

M

)

λdm

]

= RFeids1 +
Rr

Llr
λdr + ωfrλqm (3.17)

0 = −(ωfr − ωr)λdr +
Rr

Llr
λqm (3.18)

[
d

dt
λdr +

Rr

Llr
λdr

]

=
Rr

Llr
λdm . (3.19)

Despejando ωfr de (3.18)

ωfr =
Rr

Llr

λqm
λdr

+ ωr . (3.20)

El valor estimado de la posición del flujo del rotor (θ̂fr) se obtiene integrando (3.20).

3.3.2. Error en la estimación del λdr en estado estacionario

Si se considera al MI en estado estacionario, de (3.16) y (3.17) puede obtenerse

λ̄qm =
1

(
RFe

Lls
+ RFe

M

)
[
RFeīqs1 − ω̄frλ̄dm

]
(3.21)

λ̄dm =
1

(
RFe

Lls
+ RFe

M

)

[

RFeīds1 +
Rr

Llr
λ̄dr + ω̄frλ̄qm

]

(3.22)

donde “¯” expresa variables en estado estacionario.

Resolviendo, de (3.21) y (3.22), λ̄qm y λ̄dm se tiene
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λ̄qm =
RFe

(
RFe

Llr
+ RFe

M

)2

+ (ω̄fr)
2

[(
RFe

Llr
+
RFe

M

)

īqs1 − ω̄fr īds1 −
ω̄fr
Llr

λ̄dr

]

(3.23)

λ̄dm =
RFe

(
RFe

Llr
+ RFe

M

)2

+ (ω̄fr)
2

[(
RFe

Llr
+
RFe

M

)(

īds1 +
λ̄dr
Llr

)

+ ω̄fr īqs1

]

. (3.24)

Si se considera (3.19) en estado estacionario puede deducirse

λ̄dr = λ̄dm . (3.25)

Combinando (3.25) y (3.24), se tiene

λ̄dr =
1

[(
1
M

+ 1
Llr

)2

+
ω̄2

fr

R2
Fe

−
(

1
M

+ 1
Llr

)
1
Llr

]

[(
1

M
+

1

Llr

)

īds1 +

(
ω̄fr
RFe

)

īqs1

]

. (3.26)

Si en (3.26) se considera que RFe → ∞ puede calcularse la magnitud del flujo del rotor (λ̃dr)

para el MI que no incluye las PH, obteniéndose

λ̃dr = Mīds1 (3.27)

donde “˜ ” representa variables en estado estacionario del MI que no incluye las PH.

El error relativo porcentual de la magnitud del flujo del rotor, entre la estima que utiliza el

modelo del MI que incluye las PH y el que no las incluye, puede expresarse como

eλdr
=

(

λ̄dr − λ̃dr
λ̄dr

)

100 % (3.28)

reemplazando (3.26) y (3.27) en (3.28), puede obtenerse
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eλdr
=

[

M
ω̄2
fr

R2
Fe

īds1 +
ω̄fr
RFe

īqs1

]

[(
1

M
+

1

Llr

)

īds1 +
ω̄fr
RFe

īqs1

]100 % . (3.29)

Reemplazando (3.23) y (3.26) en (3.20), la velocidad angular estimada del flujo del rotor, en

estado estacionario, puede expresarse como

a2ω̄
2
fr + a1ω̄fr + a0 = 0 (3.30)

donde

a2 = MLlr īqs1 (3.31)

a1 = −MLlrωr īqs1 + īds1RFeLlr +MRr īds1 + īds1RFeM (3.32)

a0 = −Mωr īds1RFe − Llrωr īds1RFe −RrRFeīqs1 . (3.33)

Como se observa en (3.29) y (3.30), el error es una función que depende de la velocidad del

rotor (ωr) y de las corrientes del estator ids1 e iqs1. Nótese que aunque ωr no se encuentra

explícita en (3.29), ω̄fr es función de ωr.

3.3.3. Resultados en estado estacionario

Debido a que (3.29) pertenece al conjunto R4 (se denota por R al conjunto de los números

reales [94]) no es posible obtener una representación gráfica de eλdr
. Por lo tanto se debe fijar

una de las variables (ωr, ids1 o iqs1) en un valor constante y de esta forma se puede obtener

una representación gráfica en el conjunto R3. Para el caso de la Fig. 3.2 el cálculo de eλdr
se

realizó manteniendo constante iqs1 en el valor nominal (iqs1n) y para la Fig. 3.3 se mantuvo

constante la ids1 en el valor ids1n.

En las Fig. 3.2(a) y 3.3(a) se observa la variación del eλdr
cuando se considera la RFe

constante en todo el rango de velocidad del MI, dicho valor constante es el que corresponde

a la velocidad nominal, ver parámetros del MI en la Tabla B.1 del Apéndice B.
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En las Fig. 3.2(b) y 3.3(b) el valor de RFe se considera variable con la frecuencia angular

de alimentación del MI (RFe = f(ω)), de acuerdo a lo presentado en la Sección 2.4.3 del

Capítulo 2. En las Fig. 3.2(c) y 3.3(c) se comparan los efectos de la PH para los dos casos

mencionados anteriormente.

Puede observarse en las Fig. 3.2 y 3.3 que el error de estimación eλdr
es más sensible a

los cambios de ids1 que a los de iqs1. También puede advertirse que existe una relación

aproximadamente inversa entre eλdr
e ids1, y una relación directa entre eλdr

e iqs1.

Más claramente, en la Fig. 3.4 se observan errores de 18 % al disminuir la ids1 al 0,1 de ids1n.

Para el caso de variaciones de iqs1 de 2 veces iqs1n el error de estimación no supera el 2,5 %,

ver Fig. 3.5.

Los errores producidos por la variación de ids1 toman importancia en aplicaciones donde es

necesario utilizar debilitamiento de campo, con el objetivo de extender el rango de velocidad

del MI. También al utilizarse estrategias de minimización de pérdidas, como las presentadas

en [95][96].

Además, en las Fig. 3.4 y 3.5 puede observarse los efectos de considerar o no RFe variable.

Se deduce de las figuras anteriores que al considerar la RFe constante se produce una sub–

estimación de λdr, ésta podría atribuirse a que dicha resistencia constante modela bien sólo

las pérdidas por corrientes parásitas. La otra componente de la PH totales, pérdidas debido

a la histéresis, disminuye más lentamente con la frecuencia que las debido a las corrientes

parásitas. Es por esto que en las figuras se observa una diferencia apreciable a velocidades

menores a la nominal para los distintos modelos de RFe.

Pablo M. de la Barrera 45



CONTROL DEL MI CONSIDERANDO LAS PH

0
25

50
75

100

0
10

20
30
0

50

100

ωr, % de ωneλdr
, %

%
d
e
i d
s
1

n
om

in
al

(a) Con RFe = cte.
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(b) Con RFe = f(ω).

(c) Comparación

Figura 3.2: Error porcentual de la magnitud del flujo del rotor (λdr) en función de la ωr e

ids1, para iqs1 nominal.
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(a) Con RFe = cte. (b) Con RFe = f(ω).

(c) Comparación.

Figura 3.3: Error porcentual de la magnitud del flujo del rotor (λdr) en función de la ωr e

iqs1, para ids1 nominal.
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Figura 3.4: Curvas eλdr
vs. ωr, para distintos valores de ids1, para iqs1 nominal.
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Figura 3.5: Curvas eλdr
vs. ωr, para distintos valores de iqs1, para ids1 nominal.
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Del análisis de los resultados anteriores se deduce la importancia de considerar RFe variable

con la frecuencia, con el objetivo de evitar errores en la estimación del flujo.

3.4. Compensación de los efectos de las PH mediante un
observador adaptivo de estados

Observadores de estado utilizados para la estimación del flujo y del par en el control de MI

fueron estudiados en profundidad por distintos autores, [87][97]. Sólo algunos han propuesto

utilizar observadores que incluyen las PH [13][52][53].

A continuación se presentan las ecuaciones de un observador de estados que considera las PH.

El observador presentado en este capítulo se deduce a partir del modelo del MI presentado

en [8], siendo este hecho la principal diferencia con los trabajos anteriores [13][52][53].

3.4.1. Estructura del observador de estados

En base al modelo dinámico del MI que considera las PH (2.3.2) se propone el siguiente

observador de estados de orden completo







˙̂x(t) = A(t) x̂(t) + B u(t) + G (C x̂(t) − y)

ŷ(t) = C x̂(t)
(3.34)

donde “ˆ” representa variables estimadas y G es la matriz de ganancias de realimentación

G =




g11 g21 g31 g41 g51 g61

g12 g22 g32 g42 g52 g62





T

. (3.35)

A partir de (3.34) se puede deducir el diagrama de bloques de la Fig. 3.6, que representa

gráficamente al observador de estados. Las entradas del observador, u(t) e y(t), son las

tensiones (vqs y vds) y las corrientes (iqs1 y ids1) del MI, respectivamente, y la salida los

estados estimados x̂ (2.60); I y s representan la matriz identidad y el operador derivada,

respectivamente. Si bien la velocidad del rotor no aparece en la Fig. 3.6 como una entrada
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Figura 3.6: Diagrama de bloques del observador de estados.

del observador, debe considerarse como tal, debido a que A(t) es función de ωr (ver (2.61))

El error de estimación y su derivada se definen como

e = x̂ − x (3.36)

ė = ˙̂x − ẋ (3.37)

reemplazando (3.34) y (2.59) en (3.37) se obtiene la dinámica del error

ė = (A + GC) e . (3.38)

Para analizar la dinámica del error de estimación (3.38), se propone la siguiente función

candidata de Lyapunov

V = eTe (3.39)

derivando la función V respecto al tiempo, se tiene

V̇ = ėTe + eT ė . (3.40)

Expandiendo (3.40), se tiene

V̇ = eT
[

(A + GC)T + (A + GC)
]

e . (3.41)
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Si se selecciona G tal que el término entre paréntesis sea semidefinido negativo, el observador

de estados propuesto será estable.

3.4.2. Estimación de parámetros

El análisis realizado en la sección anterior se efectuó considerando que se conocían correc-

tamente los parámetros del MI. Sin embargo, es difícil obtener el valor exacto de dichos

parámetros debido a que varían con la temperatura y la saturación. Esquemas adaptivos

para la estimación de la resistencia de estator y de rotor han sido propuestos y utilizados

con anterioridad para corregir las variaciones de estos parámetros ([98][99]).

Según lo expuesto en [13][11] y lo mostrado en el Capítulo 2 existe una relación lineal entre la

resistencia equivalente de PH y la frecuencia de alimentación. Esta relación puede expresarse

como

RFe = KFeω (3.42)

donde KFe es un constante que depende de las características del núcleo del MI y ω es la

frecuencia angular de alimentación.

A continuación se analiza una propuesta para la estimación de la constante KFe, mediante

un esquema adaptivo, con el objetivo de compensar variaciones paramétricas del MI.

La elección de un esquema adaptivo para KFe, en lugar de uno para RFe tal como lo han

propuesto otros autores [53][100], se debe a que el primero de los esquemas es poco sensible

a variaciones de la frecuencia de alimentación. Esto último es de especial interés en los AVV

donde un esquema adaptivo para RFe debería ajustarse con cada variación de la velocidad

del motor.

En la Fig. 3.7 se muestra el mismo observador de estados de la Fig. 3.6 al que se le ha

incorporado un esquema adaptivo. En este esquema se considera que la KFe es un parámetro

variable del modelo. Para el cálculo de este parámetro se utiliza, como entradas al esquema

adaptivo, el error de corrientes (ŷ − y) y el vector x̂.
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Figura 3.7: Diagrama de bloques del observador de estados con esquema adaptivo para KFe.

Cuando se desconoce el valor exacto de KFe, la dinámica del error de estimación queda

descripta por la siguiente ecuación

ė = (A + GC) e − ∆Ax̂ (3.43)

donde
∆A = Â − A =

= ω∆KFeωb








−1
Xls

I 1
XlsXm

I −1
XlsXlr

I

I −1
Xm

I 1
Xlr

I

−I 1
Xm

I −1
Xlr

I








(3.44)

∆KFe =
(

K̂Fe −KFe

)

(3.45)

y

I =




1 0

0 1



 . (3.46)
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Para analizar la nueva dinámica del error, (3.43), se propone la siguiente función candidata

de Lyapunov

V = eTe +
(

K̂Fe −KFe

)2

(3.47)

la derivada respecto al tiempo de V es

V̇ = ėTe + eT ė + 2∆KFe
˙̂
KFe . (3.48)

ComoKFe es lentamente variante, es una buena aproximación considerar, en (3.48), K̇Fe = 0.

Expandiendo la (3.48) se tiene

V̇ = eT
[

(A + GC)T + (A + GC)
]

e−

−
(
x̂T∆ATe + eT∆Ax̂

)
+ 2∆KFe

˙̂
KFe .

(3.49)

Desarrollando el segundo término de (3.49) y considerando que los errores de flujos tienden

a cero rápidamente, se obtiene

V̇ = eT
[

(A + GC)T + (A + GC)
]

e+

+ 2∆KFe
˙̂
KFe+

+ 2ωωb

Xls
∆KFe

(

eiqs1
îqs1 + eids1

îds1

)

−

− 2 ωωb

XlsXm
∆KFe

(

eiqs1
ψ̂qm + eids1

ψ̂dm

)

+

+ 2 ωωb

XlsXlr
∆KFe

(

eiqs1
ψ̂qr1 + eids1

ψ̂dr1

)

.

(3.50)

Ecualizando el segundo con el tercero, cuarto y quinto de los términos de (3.50) se propone

el siguiente esquema adaptivo

˙̂
KFe = −ωωb

Xls

(

eiqs1
îqs1 + eids1

îds1

)

+

+ ωωb

XlsXm

(

eiqs1
ψ̂qm + eids1

ψ̂dm

)

−

− ωωb

XlsXlr

(

eiqs1
ψ̂qr1 + eids1

ψ̂dr1

)

.

(3.51)

Si la matriz de ganancias G se elige de tal manera que el primer término de la (3.50) sea

negativo, el sistema adaptivo propuesto será estable.

Es posible obtener K̂Fe de la siguiente forma

K̂Fe = Ki

∫

˙̂
KFedt (3.52)

donde Ki es la constante integral.
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3.5. Resultados de simulación

En esta sección se presentan resultados de simulación, obtenidos con el observador propuesto,

y se comparan con los obtenidos con el estimador convencional [2]. La comparación del

comportamiento de un observador de estados y un estimador, que incluyen las PH, fue

desarrollada en [93]. En este estudio se pudo demostrar que el observador presenta mejor

respuesta dinámica frente a incertidumbres paramétricas como así también capacidad de

cambiar su velocidad de convergencia.

Las propuestas presentadas en la Sección 3.2.1 y 3.4 son utilizadas como parte integral

del COC (EFRyP, ver Fig. 3.1). Se consideró que el MI a controlar incluye las PH y se

modelaron como en la Sección 2.2.4, los parámetros del MI simulado son listados en el

Apéndice B. Los resultados de simulación fueron obtenidos con SimulinkR© de MATLAB R©.

La matriz de ganancia G está dada por

G =




1,1 1 1 1 1 1,2

1 1 0,9 1 1 0,9





T

.

Finalmente, en esta sección, se muestra el comportamiento del esquema adaptivo.

3.5.1. Resultados de simulación obtenidos con el observador del

flujo y del par

Con el objetivo de comparar los resultados obtenidos con el observador de estados propuesto,

como primer paso, se implementó el estimador convencional mostrado en la Sección 3.2.1.

El ensayo numérico realizado, con el estimador convencional, consistió de un arranque en

vacío, mediante una referencia de velocidad del tipo rampa (con pendiente 314/0,55 rad/s2),

ver Fig. 3.8. En esta figura también puede observarse una perturbación en la velocidad (en

t = 3 s) debido a la aplicación de un escalón de par de carga, de valor nominal (Ten).

En la Fig. 3.9 se muestra la norma del error relativo de flujo (‖eψr
‖ =

√

e2ψqr
+ e2ψdr

). Puede

observarse que para t > 3 s, después de aplicado el escalón de par, esta norma se mantiene
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constante en un valor de 0,075 p.u. Estos errores en la estimación de flujo pueden traer

aparejados, según el punto de operación del MI, saturación en el hierro de la máquina y

aumento innecesario de las corrientes de referencia, este aumento puede, en condiciones reales

(utilizando un inversor trifásico con control de corriente) sobrepasar los límites de corriente

que la fuente es capaz de entregar. El aumento de las corrientes de referencia también causa

un incremento de las pérdidas en el cobre del estator, disminuyendo el rendimiento del AVV.

En la Fig. 3.10 se observa la evolución del par del MI, real (línea continua) y estimado (línea

de trazos). Se observa una marcada diferencia entre las dos curvas, debido a las desintonías

producidas por las PH. Esta desintonía en la estimación del par puede traer aparejado una

disminución en el par real entregado por la máquina, desaprovechándose la capacidad del

AVV.

A partir de estos resultados se puede concluir que el estimador propuesto en [2] tiene asociado

errores debido a la influencia de las pérdidas en el hierro que deben ser compensados.

Para demostrar la validez del observador adaptivo de estados propuesto se realizó un ensayo

numérico dividido en tres partes, de acuerdo a los siguientes períodos de tiempo:

0 0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5

0

0.2

0.4

0.6

0.8

1

tiempo, s

ω
r
,
p
.u
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Figura 3.8: Velocidad del rotor del MI, cuando el COC utiliza el estimador convencional.
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Figura 3.9: Norma del error de flujo para el estimador convencional [2].

Período 1 (P1): en 0 < t < 1,2 s se realiza un arranque del MI en vacío por medio

una referencia del tipo rampa (con pendiente 314/0,55 rad/s2). Además, el esquema

adaptivo se encuentra deshabilitado y se considera una incertidumbre paramétrica en
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Figura 3.10: Par electromagnético, real y estimado, para el estimador convencional [2].
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el observador.

Período 2 (P2): en 1,2 ≤ t < 3 s se habilita el esquema adaptivo para compensar las

incertidumbres paramétricas.

Período 3 (P3): en t ≥ 3 s se aplica al MI una perturbación de par de valor igual al

nominal.

En la Fig. 3.11 se muestra el par real y el estimado, línea continua y de trazos, respectivamen-

te. Es posible observar que en P1 existe un error en el par estimado, debido a incertidumbres

paramétricas en el EFRyP. Esta incertidumbre se debe a que el esquema adaptivo fue des-

habilitado y K̂Fe se fijó en un valor constante y distinto al valor real KFe, ver Fig. 3.12. En

esta última figura, se observa que en t = 1,2 s, período P2, el esquema adaptivo se habilita

y la estima converge al valor real. Esta corrección en el valor de K̂Fe se observa también en

las curvas de par estimado (Fig. 3.11) donde se observa que a partir de P2 las curvas de par

real y estimado se confunden.

En t = 3 s (período P3) se aplica al MI un par de carga de valor igual al nominal, ver

Fig. 3.11. Es posible observar en la Fig. 3.12 que la estima de K̂Fe no muestra variaciones
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Figura 3.11: Par electromagnético, real y estimado, para el observador adaptivo de estados.
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Figura 3.12: KFe, real y estimada, para el observador adaptivo de estados.

debido a la aplicación del par de carga y que el esquema adaptivo es poco sensible a estas

perturbaciones.
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Figura 3.13: Error relativo de par, para el observador adaptivo de estados y el estimador

convencional.
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Figura 3.14: Norma del error relativo de flujo para el observador adaptivo de estados.

Con el objetivo de cuantificar el error producido en la estimación del par, en la Fig. 3.13 se

muestra el error relativo de par (eTe
= Te−T̂e

Ten
), para el observador adaptivo, línea continua, y

para el estimador convencional, línea de trazos. Puede observarse que en P1 ambos esquemas

presentan errores. Sin embargo, para P2 y P3, el error producido por el observador es cero

aún ante perturbaciones del par de carga, mientras que para el estimador convencional el

error es considerable para t > 3 s.

La Fig. 3.14 muestra la norma del error relativo de flujo para el observador adaptivo. En

esta figura se muestran los tres períodos de simulación y como para t > 1,2 s la norma tiende

a cero.

Los resultados mostrados en esta sección demuestran que el observador de estados propuesto

compensa los errores producidos en la estimación del flujo y del par, producidos por la

influencia de las PH en el control del MI.
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3.5.2. Resultados de simulación obtenidos con el esquema adaptivo

para KFe

En esta sección se presentan otros resultados obtenidos con el esquema adaptivo presentado

en la Sección 3.4.2. El ensayo numérico realizado consistió de un arranque en vacío, mediante

una referencia de velocidad del tipo rampa (con pendiente 314/0,55 rad/s2), ver Fig. 3.8.

En la primera parte del ensayo (t < 2 s), K̂Fe se mantiene constante en un valor distinto al

real. Por lo tanto, existirá un error entre el valor real y estimado de RFe. En la Fig. 3.15 se

muestra la evolución de KFe real y estimado, en línea continua y de trazos, respectivamente.

En t = 2 s se habilita el esquema adaptivo y K̂Fe tiende al valor real KFe = 4,2766. En

t = 3,2 s se simuló una variación en las PH, esta variación se realizó modificando la constante

KFe real del MI. La Fig. 3.15 muestra cómo el esquema adaptivo converge al nuevo valor de

KFe.

En t = 4,2 s se produce un cambio en la velocidad de referencia del MI, desde la velocidad

nominal (ωn) a la mitad de ésta por medio de una rampa, lo que implica una variación en la

frecuencia del estator. La figura anterior muestra cómo el esquema adaptivo es poco sensible
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Figura 3.15: KFe real y estimada.
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Figura 3.16: RFe real y estimada.

a estos cambios.

Puede observarse en la Fig. 3.16 la variación de RFe real y estimada para la misma dinámica

mostrada en la Fig. 3.15. Para este caso se observa como para t = 4,2 s existe una variación

de RFe debido a su dependencia con la frecuencia del estator.

Los resultados mostrados en esta sección demuestran que el esquema adaptivo propuesto

corrige las posibles variaciones en la resistencia equivalente de PH. Estas variaciones pueden

deberse a errores cometidos en la identificación de los parámetros, al realizarse por medio de

métodos del tipo fuera de línea, y/o por cambios en las características del núcleo del estator.

3.6. Conclusiones

En la primera parte de este capítulo se evaluaron los efectos de las PH del MI sobre un COC.

En la segunda parte se presentó una propuesta para la compensación de los efectos de las

PH en el control del MI.

Para la evaluación de los efectos de las PH sobre el COC se dedujeron expresiones analíticas
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del error de estimación en estado estacionario y se mostraron gráficamente estos errores. Se

obtuvieron resultados considerando la resistencia equivalente RFe constante y variable. Se

compararon los resultados concluyéndose que al considerar RFe constante se produce una

sub–estimación del flujo del rotor. Debido a que RFe = cte. modela correctamente sólo las

pérdidas por corrientes parásitas, sin considerar la otra componente de las PH (pérdidas por

histéresis). La componente debido a la histéresis varia más lentamente con la frecuencia que

las debidas a las corrientes parásitas, viéndose reflejado esto cuando se utiliza RFe variable

con la frecuencia.

Puede concluirse que las PH pueden deteriorar la respuesta dinámica y disminuir el rendi-

miento del AVV, en caso de no ser consideradas en el diseño del controlador.

Para resolver este problema se propuso un observador adaptivo de estados obtenido a partir

del modelo del MI que incluye las PH, ver Capítulo 2. Se compararon los resultados de

simulación obtenidos de la implementación de un COC que incluye en el EFRyP el estimador

convencional, y posteriormente el observador propuesto.

Del análisis de los resultados se concluyó que el observador adaptivo compensa las desintonías

producidas por las PH sobre el control del MI, mejorando de esta forma el desempeño del

AVV.

Además, se presentaron los resultados obtenidos con el esquema adaptivo para RFe. Se pudo

observar que este esquema corrige los errores cometidos al utilizar métodos fuera de línea

para la identificación de RFe. También, se corrigen variaciones debido a cambios en las

características del propio hierro. Pudo observarse que el esquema adaptivo es poco sensible

a perturbaciones del par de carga, como así también, a los cambios en la frecuencia de

alimentación.
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Capítulo 4

DIAGNÓSTICO DE FALLAS EN EL
NÚCLEO DEL ESTATOR DE LOS MI

4.1. Introducción

Los MI tienen un amplio uso en el ámbito industrial, debido a su bajo costo y mínimo

mantenimiento. Si bien el MI es muy robusto y confiable no está libre de posibles fallas.

Los investigadores han estudiado una gran variedad de fallas asociadas a los MI, tales co-

mo en los bobinados del estator, en las barras del rotor, desbalance del rotor y estator,

excentricidades y en los rodamientos [101][102][17].

Estas fallas pueden producir graves daños que como consecuencia generan altos costos econó-

micos, no sólo en la reparación de la propia máquina, sino fundamentalmente los ocasionados

por una parada no programada de la línea de producción.

Los costos de una parada no programada pueden sobrepasar en varios órdenes el costo de

reparación de la máquina. Por ejemplo, las pérdidas económicas promedio de una parada no

programada en una planta de fundición de metal ascienden a US$100.000/h [15].

Por esto, es de interés identificar las fallas en forma incipiente, con el objetivo de reali-

zar paradas programadas. En este sentido, y para las fallas citadas anteriormente, se han

desarrollado estrategias de detección y diagnóstico en MI [14]–[75].

Un tipo de fallas que, como se mencionó en el Capítulo 1, son menos comunes que las citadas

pero de una importancia igual o mayor, son las fallas en el núcleo del estator (FNE). Las
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causas y los métodos de diagnóstico de las FNE han sido estudiadas por distintos autores

[16][17][56][57]. Sin embargo, el estudio de los métodos de diagnóstico se ha enfocado sólo

en los del tipo fuera de línea [16], [58]–[67], los que requieren, generalmente, mayores costos

para su implementación en comparación a los métodos en línea.

Según la literatura consultada, aún no han sido desarrollados métodos en línea para detectar

FNE [17]. Este hecho es una gran motivación para su estudio, considerando además que estos

métodos tienen un gran auge para la detección de otros tipos de fallas [68]–[75].

Por lo tanto, en este capítulo se propone un nuevo método en línea para la detección de FNE

de MI utilizando estimación de parámetros. Empleando las ideas expuestas en el Capítulo

3 para la compensación de los efectos de las PH sobre el control del MI, es posible imple-

mentar el esquema adaptivo de KFe, utilizando este parámetro como un indicador de FNE.

Esta propuesta se validó, inicialmente, mediante resultados de simulación que muestran la

factibilidad del método.

Posteriormente, y con el objetivo de validar experimentalmente la propuesta, se desarrolló

un método para la generación de FNE en MI. Se demostró que con este método se obtienen

fallas reversibles, evitando deterioros del núcleo, producto de una falla real. La severidad de

las fallas realizadas se cuantificaron mediante distintos métodos fuera de línea, validando de

esta forma el método de generación de FNE.

Este Capítulo está organizado de la siguiente manera: en primer lugar, se presentan las

distintas causas de las FNE, describiendo brevemente las más importantes. A continuación,

se describe un método fuera de línea [62] para la detección y el diagnóstico de las FNE y

se presenta un caso de estudio en el que se aplica este método para detectar una falla real.

Posteriormente, se muestra la validación experimental de un nuevo método para generar

FNE. Seguidamente, se presenta el método de diagnóstico en línea que utiliza adaptación de

parámetros y los resultados obtenidos. Por último, se presentan las conclusiones.
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Figura 4.1: Falla interlaminar en el hierro del estator.

4.2. Fallas en el núcleo del estator de máquinas eléctricas

El núcleo de los motores de CA es construido a partir de finas láminas de hierro aisladas

entre sí, con el objetivo de minimizar la circulación de corrientes parásitas. En los MI de

mediana potencia, estas láminas están generalmente unidas en la base por medio de barras

de sujeción o por la carcasa, ver Fig. 4.1.

Las principales causas de fallas en el núcleo del estator están relacionadas con [17]:

derretimiento del núcleo debido a grandes corrientes de fallas a tierra;

vibraciones de las láminas debido a la relajación de las barras de sujeción;

deterioro del aislante interlaminar.

El deterioro del aislante que separa los bobinados y el núcleo puede producir grandes corrien-

tes de falla a tierra causando daños irreversibles en el núcleo de la máquina. Las protecciones

típicas para este tipo de falla (en el ámbito industrial) son los relés de falla a tierra y los de

secuencia negativa [16].
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La relajación de las barras de sujeción produce vibraciones de las láminas del núcleo. Estas

vibraciones provocan fatiga en los materiales (hierro y/o aislantes), acelerando de esta forma

las fracturas en las láminas de hierro y el deterioro del aislante interlaminar y/o de los

bobinados.

Los métodos más utilizados para detectar la relajación de las barras de sujeción del núcleo

son la inspección visual [62] o el método del cuchillo (knife test) [103]. Sin embargo éstos

detectan el problema en una etapa avanzada, no pudiendo ya volver a comprimir las láminas,

debido a que se corre el riesgo de deteriorar el aislante interlaminar en este proceso.

Cuando el aislante interlaminar se deteriora, se produce una falla interlaminar [104]. Las

principales causas de fallas interlaminares son:

defectos de fabricación de las láminas;

daños mecánicos en la superficie del núcleo producidos durante el ensamblado, inspec-

ción o rebobinado de la máquina;

roce entre rotor y estator durante el ensamblado o durante la operación;

abrasión del núcleo por partículas extrañas introducidas en la reparación, inspección o

ensamble;

vibraciones de las propias láminas o de los bobinados.

En presencia de fallas interlaminares se produce un aumento de las corrientes parásitas que

circulan a través de las barras de sujeción y por las láminas que involucra la falla, ver Fig. 4.1.

Este incremento de las corrientes parásitas produce un aumento de las pérdidas en el hierro

y de la temperatura del núcleo, apareciendo puntos calientes. Éstos pueden progresar hasta

causar el envejecimiento prematuro del aislante de los bobinados e incluso el derretimiento

del mismo hierro [66][56][55].

La evolución de las fallas en el núcleo se puede separar en dos períodos [105]: iniciación

y crecimiento. El período de iniciación comienza cuando las láminas de hierro comienzan

a conectarse eléctricamente por alguna de las causas mencionadas anteriormente. En este
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período comienzan a aparecer puntos caliente que evolucionan lentamente en períodos de

tiempo que van desde días hasta años. Durante este período se considera que la falla es

incipiente y los daños ocacionados son leves.

Durante el denominado período de crecimiento, se ocacionan los más importantes daños,

produciendose cavidades en el núcleo debido al derretimiento de las láminas. El tiempo

de evolución de este período es mucho menor que el anterior, existiendo antecedentes de

máquinas que han salido de servicio en aproximadamente en el orden de las horas [57].

4.3. Métodos fuera de línea para la detección de fallas en
el núcleo del estator

Es posible detectar las fallas interlaminares utilizando dos de los más difundidos métodos

fuera de línea:

El ensayo del aislante interlaminar (“ loop test” o “full ring test”), [16][62][63];

y “EL CID” (“ELectromagnetic Core Imperfection Detector”), [16][64][106]–[109].

El primero de los métodos fue durante muchos años el único disponible para esta tarea. Una

gran desventaja para la implementación del método del aislante interlaminar, en motores de

gran potencia, es la necesidad de una fuente de alimentación de potencia similar a la del

MI. Esto se debe a que para su implementación es necesario inducir en el núcleo un flujo

equivalente al nominal, por medio de una bobina de prueba externa.

Para evitar este problema, en las últimas décadas del siglo pasado, se desarrolló EL CID, un

método capaz de detectar las fallas interlaminares sólo utilizando una pequeña fracción de la

potencia necesaria por el anterior. Para su implementación, se utiliza una disposición similar

a la del método anterior pero con sólo el 3 %–4 % del flujo nominal inducido. De esta forma

el núcleo se inspecciona con una bobina Rogowski-Chattock (bobina con núcleo de aire)

[110][111][112]. Para el caso de máquinas de gran potencia, EL CID tiene otras importantes

ventajas respecto al anterior, como por ejemplo: la reducción de los tiempos de ensayo y

gran sensibilidad para el caso de fallas ubicadas, muy profundas, dentro del núcleo [66].
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Figura 4.2: Banco de prueba para ensayos del aislante interlaminar.

A continuación se describen brevemente el primero de los métodos que será utilizado en la

Sección 4.5 y en el Capítulo 5. Este método se seleccionó de acuerdo a la potencia del MI

disponible para los ensayos, según lo expuesto en [62].

4.3.1. Ensayo del Aislante Interlaminar para el Núcleo del Estator,

IEEE Std 432–1992

Este ensayo consiste en inducir en el núcleo del estator un flujo a frecuencia nominal y

aproximadamente una densidad correspondiente al 105 % de la tensión nominal.

Este flujo inducido se obtiene por medio de una bobina de prueba, ver Fig. 4.2. El dimensio-

namiento de la bobina de prueba puede realizarse a partir del valor de la tensión por vuelta

(Vvbp) de dicha bobina y se calcula de la siguiente manera

Vvbp =
1,05 Vf

2 Kd Kp N
(4.1)

donde

Vf tensión de fase, en caso de conexión triángulo tensión línea a línea,

Kd factor de apilamiento de los bobinados del estator,

Kp factor de cuerda del bobinado del estator,

N número de vueltas por fase en serie del bobinado del estator.
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Con Vvbp y seleccionada la tensión aplicada a la bobina de prueba, es posible obtener el

número de vueltas de dicha bobina. Cuando se energiza la bobina y ante una falla en el

hierro del estator, aparecerán puntos calientes, los cuales pueden ser detectados por medio

del tacto o a través de cámaras termográficas.

4.3.2. Caso de estudio 1: Falla real en el núcleo del estator de un

MI de 294 kW

A continuación se presentan algunos resultados experimentales obtenidos en la empresa

Zorzan Electromecánica, utilizando la implementación del método del aislante interlaminar

realizado a un motor de inducción de 2970 RPM, 380/660 V. La FNE se produjo como

consecuencia de un cortociruito a tierra del bobinado del estator. En la imagen de la Fig.

4.3 se observa el orificio producido por la falla. En esta condición se implementó el método

de ensayo mostrado en la Sección 4.3.1. El dimensionamiento de la bobina de prueba se basó

en la (4.1), utilizando los siguientes parámetros:

Vf = 380 V.

N = P b e = 24 vueltas, donde: P = 2 es el número de polos, b = 4 es el número de bobinas

Figura 4.3: Falla en el núcleo del estator real.
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en serie y e = 3 es el número de espiras por bobina.

Kd = 0,955, este valor es sugerido por [62] para una conexión estrella o triángulo del bobinado

del estator del MI.

Kp = 0,9979, este valor se calcula según la siguiente expresión [113]

Kp = cos
(κγ

2

)

(4.2)

donde κ = 1 es el orden del armónico para el cual es calculado Kp y γ = 7,5o es el ángulo

entre ranuras consecutivas.

El valor de la tensión por vuelta de la bobina de prueba es: Vvbp = 8,72 V/vueltas. Por lo

tanto, si se fija la tensión de alimentación de la bobina en 210 V se tiene que el número de

vueltas de la bobina es 24.

Durante la ejecución del ensayo se tomaron imágenes termográficas de la zona en falla, ver

Fig. 4.4. Como puede observarse en la figura la temperatura máxima de los puntos de falla

son de aproximadamente 130 oC.

En la Fig. 4.5 se muestra el incremento de temperatura, respecto a la del ambiente (32 oC),

en la zona de falla y en el resto del núcleo. Se observa que para la zona de falla el incremento

es de aproximadamente 65 oC, a los 180 minutos de comenzado el ensayo.

Figura 4.4: Imagen termográfica de la falla real a 180 minutos.
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Figura 4.5: Evolución de la temperatura en la zona de falla y en el resto del núcleo.

De los ensayos realizados se concluyó que el núcleo del estator se debe reparar para evitar

que esta falla progrese, afectando el aislante no sólo de las láminas sanas sino también de los

bobinados (una vez reparado).

4.4. Método para la generación de fallas en el núcleo del
estator

En esta sección se presenta un método para la generación y cuantificación de fallas en el

núcleo del estator. El método propuesto se valida experimentalmente por medio del aumento

de la temperatura en el punto de falla, utilizando el método de la Sección 4.3.1. Además, se

presentan resultados de la medición de la potencia disipada en la bobina de prueba.

Otra forma de validar el método es cuantificando el incremento de la potencia en vacío del

MI para distintas condiciones de fallas.

A continuación se describe el método propuesto y su validación experimental.
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4.4.1. Descripción del Método

Debido a que, ante una FNE, las corrientes parásitas circulan por las láminas del estator

como se muestra en la Fig. 4.1, se puede desarrollar un método para generar las fallas uniendo

las láminas por medio de un material externo al núcleo.

Si se diseña una chapa de cobre de tal forma que pueda ser insertada en las ranuras del MI

como se muestra en la Fig. 4.6, ésta servirá como contacto eléctrico entre las láminas de

hierro. De esta forma las corrientes parásitas circularán por las láminas de hierro, las barras

de sujeción y la chapa de cobre.

Puede considerarse que este método no altera la distribución del flujo inducido por el MI,

debido a la ubicación de la chapa y al material con que se diseñó. Respecto a la ubicación:

dado que se encuentra en el entrehierro de la ranura, el flujo enlazado por la chapa es

muy pequeño, como así también las corrientes inducidas, pudiendo despreciarse su efecto.

Respecto al material con que se diseñó, al ser diamagnético, con una permeabilidad relativa

muy parecida a la del aire (µr−Cu = 0,999991, µr−air = 1,00000036 y µr−Fe = 2x105), su

influencia sobre el flujo también se puede despreciar.

Como detalles constructivos puede mencionarse la necesidad de remover, de la superficie del

hierro, el óxido y los restos de material aislante en las zonas de contacto, esto puede realizarse

por medio de algún material abrasivo. El objetivo principal es lograr un mejor contacto de

las láminas de hierro y las chapas de cobre. Con este fin, se puede recubrir la chapa con un

material más blando, p. ej.: estaño.

Es posible con este método producir fallas simétricas o asimétricas. La gravedad de la falla

estará dada por la cantidad de láminas de hierro cortocircuitadas por la chapa de cobre.

4.4.2. Validación experimental

Para validar experimentalmente el método para generar fallas en el núcleo del estator, se lo

aplicó a un MI de 5.5 kW (ver datos característicos del “Motor A” en Apéndice B). Para

comprobar y cuantificar la existencia de la falla se utilizaron los ensayos: en vacío del MI y
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Figura 4.6: Cortocircuito de las láminas del hierro del estator por medio de chapas de cobre.

Fallas

Punto menos

caliente

Punto más

caliente

Estator

Figura 4.7: Posición de las chapas de cobre y de los sensores de temperatura en el hierro del

estator para la generación de FNE.

el mostrado en la Sección 4.3.1 (del aislante interlaminar).

Ensayos en vacío

Los ensayos en vacío fueron realizados para distintos estados de falla en el núcleo, éstas

fueron del tipo simétricas, introduciendo las chapas de cobre como se muestra en la Fig. 4.7.

La fallas realizadas fueron del 30 %, 45 %, y 66 % de las láminas totales del estator cortocir-

cuitadas en cada ranura. En la Tabla 4.1 se muestran las potencia en vacío (P0) obtenidas
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Tabla 4.1: Datos experimentales de las fallas en el núcleo del estator.

% de láminas P0 Factor de severidad η

cortocircuitadas por ranura W %

0 749,51 0

30 794,81 6,04

45 815,29 8,77

66 917,09 22,35

del ensayo. Puede observarse en la tabla cómo P0 aumenta a medida que la magnitud de

la falla aumenta. Además, en la tercera columna se muestran distintos valores del factor de

severidad (η). En la presente tesis, este factor se define como el incremento de P0 para cada

condición de falla, expresada en porcentaje % de P0 sin falla (P0 = 749,51 W). Este factor

será de utilidad para caracterizar las fallas en las siguientes secciones.

Ensayos del aislante interlaminar

Para el ensayo del aislante interlaminar se midió la potencia disipada por la bobina de prueba

y la temperatura en dos puntos del estator, ver Fig. 4.7. Los datos para el dimensionamiento

de la bobina de prueba correspondiente a (4.1) se observan en la Tabla 4.2.

La potencia disipada por la bobina de prueba Pb se calculó a partir de las mediciones de

tensión (vb) y corriente (ib) a bornes de esta bobina, de la siguiente forma

Tabla 4.2: Datos de la bobina de prueba para el MI de 5.5 kW.

Variable Valor Variable Valor

Vvbp, V/vueltas 0,8393 Nb, vueltas 24

Vb, V 20 b 2

P 4 e 18

Vf , V 220 Kd 0,955

N , vueltas 144 Kp 0,9979
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(+)

(-)

Lmvb(t)

ib(t)

RFe

Rb

Figura 4.8: Circuito equivalente de una bobina con núcleo de hierro.

Pb =
1

T

∫ T

0

vb(t)ib(t)dt . (4.3)

Es posible calcular la potencia activa disipada en el hierro del estator a partir de la Pb, si se

modela la bobina de prueba como en [114]. En la Fig. 4.8 se observa el circuito equivalente

de una bobina con núcleo de hierro, donde Rb y Rfe representan las resistencias equivalentes

asociadas al cobre de la bobina de prueba y al hierro del estator, respectivamente; Lm

representa la inductancia de magnetización. La potencia disipada en el hierro del estator es

PFe = Pb − PRb
(4.4)

donde PRb
= 1

T

∫ T

0
i2b(t)Rbdt es la potencia disipada en el cobre de la bobina.

Los resultados obtenidos de la medición de potencia pueden observarse en el gráfico de barras

de la Fig. 4.9, en la que se observa Pfe, PRb
y su suma representa la Pb. En esta figura puede

observarse el aumento de las potencias ante el aumento del factor de severidad.

En cuanto a la evaluación de la temperatura durante el ensayo, ésta se midió en dos puntos

del estator definidos como: punto más caliente (sobre la falla) y punto menos caliente (a una

distancia media entre dos fallas), ver Fig. 4.7.

La característica mostrada por la potencia (aumento a medida que el factor de severidad

se incrementa) es también reflejada por las temperaturas medidas en el punto más caliente
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Figura 4.9: Potencia eléctrica de la bobina de prueba para distintos factores de severidad de

falla.

(Fig. 4.10) y en el punto menos caliente (Fig. 4.11) del estator. Para el punto más caliente se

observa que a partir de fallas de η = 6,04 % el incremento de la temperatura es considerable

respecto al estado sin falla, pudiendo esto afectar la vida útil de la aislación del bobinado

del estator en régimen permamente.

0 10 20 30 40 50 60
20

30

40

50

60

70

80

tiempo, min

T
em

p
er

at
u
ra

,
o
C

η = 8.77 %

η = 6.04 %

η = 0 %

η = 22.35 %

Figura 4.10: Temperaturas para distintos estados de fallas en el punto más caliente.
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Figura 4.11: Temperaturas para distintos estados de fallas en el punto menos caliente.

De acuerdo a los resultados obtenidos es posible afirmar que el método propuesto para generar

fallas en el hierro del estator puede crear fallas totalmente reversibles y no destructivas. Este

método permite tener una buena repetibilidad en los ensayos realizados, evitando los cambios

en las características del MI debido al rebobinado y reensamblado de las láminas de hierro

como resultado de una falla real [104].

4.5. Una propuesta en línea para la detección de fallas
en el núcleo de MI

Como se citó en la sección anterior, los métodos fuera de línea para la detección y diagnóstico

de las FNE son ampliamente utilizados en la actualidad. Esta área de trabajo es muy activa

y en la actualidad existen nuevos desarrollos en base a los método descriptos anteriormente

[58]–[61][65]–[67].

Los métodos en línea para la detección de fallas son ampliamente utilizados debido a que

generalmente requieren menor costo de implementación, no necesitando del desensamblado

de la máquina para realizar la tarea de detección. Éstos, se han utilizado para detectar
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Figura 4.12: Diagrama de bloques del esquema de detección de FNE aplicando adaptación

de parámetros.

fallas en los bobinados del estator y/o barras rotas [68]–[73], excentricidades del entrehierro

[71][74] y problemas en la carga [75]. Desafortunadamente, y según lo expuesto en [17], no

hay disponible métodos en línea para la detección de fallas en el núcleo del estator de MI.

De lo anterior es que surgió la motivación para desarrollar un método para la detección

de FNE de MI utilizando adaptación de parámetros [82]. Teniendo en cuenta que una falla

interlaminar produce variaciones en la potencia de pérdidas del MI y que estas variaciones

provocan cambios en la resistencia equivalente de pérdidas en el hierro (RFe), es posible

proponer el esquema de detección de fallas mostrado en la Fig. 4.12. Este esquema está basado

en el observador adaptivo presentado en la Sección 3.4, utilizando el esquema adaptivo para

estimar la condición del núcleo a través del parámetro KFe, ver (3.51) y (3.52).
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Figura 4.13: Velocidad el rotor (ωr).

4.5.1. Resultados de simulación

En esta sección se presentan los resultados de simulación obtenidos con el observador de

estados adaptivo aplicado a la detección de fallas en el hierro del estator de un MI de 5.5

kW (ver datos característicos del “Motor A” en Apéndice B).

Los resultados presentados en esta sección se obtuvieron utilizando la siguiente matriz G

G =




1,1 1 1 1 1 1,2

1 1 0,9 1 1 0,9





T

.

El ensayo numérico realizado en esta sección consistió en un arranque en vacío del MI, con

el observador adaptivo funcionando en paralelo como se muestra en la Fig. 4.12. El modelo

de MI utilizado para la simulación fue el presentado en la Sección 2.2.4, mientras que el

observador de estados y el esquema adaptivo para KFe fueron los mostrados en las Secciones

3.4.1 y 3.4.2. En la Fig. 4.13 se muestra el comportamiento de la velocidad del rotor (ωr)

del MI. En t = 14,6 s se observa una cambio en ωr debido a la aplicación de un par de carga

igual al nominal en el eje del MI.
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Debido a que ante una FNE la potencia de pérdidas en el hierro aumenta, el valor de RFe

debe disminuir. Por lo tanto, para aumentos en la severidad de la FNE, estas se simulan

como decrementos en el valor de RFe, respecto al estado sin falla. En la Fig. 4.14 se observa

la variación de KFe (línea continua) en función del tiempo, para cuatro estados de falla

distintos. Se observa que ante un cambio en KFe real el esquema adaptivo converge al nuevo

valor. Puede observarse, también en esta figura, que en t = 14,6 s el par de carga no perturba

la estimación de KFe.

Del análisis de los resultados de simulación obtenidos se concluye que la estima de KFe puede

ser utilizado como un indicativo de FNE, detectando variaciones en la potencia de pérdidas

en hierro. Además, se pudo observar que este esquema de detección es poco sensible a las

perturbaciones debidas al par de carga aplicado al eje del MI.

4.5.2. Resultados experimentales

Con el objetivo de validar experimentalmente los resultados de simulación se implementó

la estrategia propuesta en el banco de ensayos mostrado en la Fig. 4.15. Este banco consta
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2.6711
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3.1693

3.3232

tiempo, s
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Figura 4.14: KFe real (línea continua) y estimada (línea de trazos).
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de un MI estándar de 5.5 kW jaula de ardilla, un adquisidor de señales y una computadora

personal.

Con el método de la Sección 4.4 se implementaron experimentalmente diferentes severidades

de fallas en el núcleo del estator.

El MI fue alimentado desde la red y se adquirieron las señales de tensión, corriente y velocidad

en régimen permanente.

Las señales adquiridas fueron utilizadas como entradas del observador adaptivo, el que fue

implementado en la computadora personal utilizando Simulink R© de MATLAB R©. El tiem-

po de ejecución del algoritmo implementado es del orden de los segundos. Este tiempo de

ejecución es lo suficientemente rápido como para detectar fallas incipientes y monitorear su

evolución. Es por esto que la implementación experimental realizada demuestra la viabilidad

del método de diagnóstico propuesto.

Es importante destacar que el algoritmo propuesto podría ser implentado en un “hardware”

dedicado o formar parte del “software” de una protección estandar conectada a una red

industrial con el objetivo de alertar al operador al detectar una falla incipiente.

Los resultados obtenidos se muestran en la Fig. 4.16, en la que se expone la evolución de

la K̂Fe para los distintos estados de falla, mostrados en la Sección 4.4, ver Tabla 4.1. Se

observa claramente que a medida que se incrementa la severidad de la falla el valor de K̂Fe

disminuye, concordando con lo observado en los resultados de simulación.

Del análisis de los resultados se puede concluir que con el observador adaptivo propuesto es

posible detectar fallas en el núcleo del estator, monitoreando la evolución de la estima deKFe.

4.6. Conclusiones

De la revisión bibliográfica realizada se pudo concluir que si bien se conocen en profundidad

las causas más importantes de las FNE, hasta este momento sólo se utilizan en el ámbito

industrial métodos fuera de línea para su detección y diagnóstico.
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Por lo tanto, como primer paso para el desarrollo de métodos de diagnóstico en línea, se

propuso un método para generar fallas controladas y no destructivas en el núcleo mediante

la inserción de chapas de cobre en las ranuras del estator. Con este método se logró obtener

Encoder

Registrador
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Figura 4.15: Banco de ensayos implementado.

0 2 4 6 8
2.6

2.7

2.8

2.9

3

3.1

3.2

3.3

3.4

tiempo, s

K̂
F
e

η = 0 %

η = 6.04 %

η = 8.77 %

η = 22.35 %

Figura 4.16: Evolución de K̂Fe para distintos estados de fallas.
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repetibilidad en los ensayos realizados. Para validar el método propuesto se obtuvieron me-

diciones del aumento de la potencia de pérdidas del MI como así también del aumento de

temperatura en la zona de la falla. Los resultados mostraron la aplicabilidad del método en

la generación de fallas no destructivas, repetitivas y controladas.

Como segundo paso, se desarrolló un método en línea para la detección de fallas en el núcleo

de MI, por medio de adaptación de parámetros. Se pudo concluir que un observador adaptivo

es capaz de determinar el estado o condición del hierro del estator a partir de la variación de

un parámetro asociado al núcleo (KFe). Se pudo demostrar la validez del método propuesto

a partir de resultados de simulación y experimentales, los que mostraron que la estima de

este parámetro es poco sensible a variaciones del par de carga.

Finalmente, es posible concluir que el contenido de este capítulo ha producido un aporte al

estado del arte de los métodos de diagnóstico de las fallas en el núcleo del estator para MI.
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Capítulo 5

MODELADO DE FALLAS
ASIMÉTRICAS EN EL NÚCLEO DEL

ESTATOR DE LOS MI

5.1. Introducción

En este Capítulo se propone un nuevo modelo dinámico del MI que incluye fallas asimétricas

en el núcleo del estator. Debido a que las fallas en el núcleo producen variaciones en las

pérdidas, es posible modelarlas como cambios en la resistencia equivalente de pérdidas en

el hierro (RFe), como ya fue publicado por el autor de esta tesis en [80]. En este trabajo se

considera que las pérdidas en el hierro se distribuyen simétricamente en las tres fases. Sin

embargo, ante una falla en el hierro esta distribución deja de ser simétrica.

A continuación se presenta la deducción de los modelos matemáticos del MI cuando se

incluyen FNE asimétricas, primero en variables abc y luego en qd0, éste último es utilizado

para obtener los resultados de simulación. En base al primer modelo se pudo deducir un

circuito equivalente en régimen permanente del MI en componentes de secuencia. En base

a este modelo se pudo concluir que las fallas en el núcleo del estator producen variaciones

en la componente de secuencia negativa de la corriente del estator como así también en la

impedancia de secuencia negativa del MI. Estos hechos se pudieron demostrar por medio de

resultados de simulación y experimentales que validaron la propuesta.

Este Capítulo está organizado de la siguiente manera: en primer lugar, se presenta el circuito

equivalente del MI en variables abc que incluye las FNE asimétricas. A continuación, se mues-

tran los modelos matemáticos en variables qd0 y en componentes de secuencia. Finalmente,
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se presentan los resultados experimentales obtenidos y las conclusiones.

5.2. Modelo del MI que incluye fallas en el núcleo del
estator

En la Fig. 5.1 se propone un circuito equivalente del MI que considera fallas en el hierro

del estator, en variables de la máquina. Éstas se modelan como variaciones de la resistencia

equivalente de pérdidas en el hierro en forma independiente para cada una de las fases del

MI. En la citada figura, estas variaciones están indicadas como ∆RFea, ∆RFeb y ∆RFec.

Ante una falla en el núcleo del estator, el valor de la potencia disipada aumenta, por lo

tanto la resistencia equivalente de pérdidas en el hierro total para cada fase (RFe + ∆RFe)

disminuye. Es por esto que ∆RFea, ∆RFeb y ∆RFec toman valores negativos, dependiendo

de la gravedad de la falla.

Figura 5.1: Circuito equivalente del MI en variables abc, incluyendo fallas asimétricas en el

núcleo del estator.
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5.2.1. Ecuaciones del MI en variables abc

Las siguientes ecuaciones que representan las tensiones de rotor y estator pueden obtenerse

por inspección a partir de la Fig. 5.1

Vabcs =
d

dt
ψabcs1 + Rsiabcs1 + RFeiabcs1 − RFeiabcs2 + ∆RFeiabcs1 − ∆RFeiabcs2 (5.1)

0 =
d

dt
ψabcs2 + RFeiabcs2 − RFeiabcs1 + ∆RFeiabcs2 − ∆RFeiabcs1 (5.2)

Vabcr =
d

dt
ψabcr1 + Rriabcr +

d

dt
ψabcr2 (5.3)

donde

Vabcs =
[

vas vbs vcs

]T

; Vabcr =
[

var vbr vcr

]T

iabcs1 =
[

ias1 ibs1 ics1

]T

; iabcs2 =
[

ias2 ibs2 ics2

]T

iabcr =
[

iar ibr icr

]T

ψabcs1 =
[

ψas1 ψbs1 ψcs1

]T

; ψabcs2 =
[

ψas2 ψbs2 ψcs2

]T

ψabcr1 =
[

ψar1 ψbr1 ψcr1

]T

; ψabcr2 =
[

ψar2 ψbr2 ψcr2

]T

Rs = Rs I3x3 ; Rr = Rr I3x3

RFe = RFe I3x3

∆RFe =








∆RFea 0 0

0 ∆RFeb 0

0 0 ∆RFec








(5.4)

donde I3x3 representa la matriz identidad de 3 por 3.

Los flujos enlazados por segundo del estator y del rotor son

ψabcs =

ψabcs1
︷ ︸︸ ︷

Xlsiabcs1 +

ψabcs2
︷ ︸︸ ︷

Xmsiabcs2 + Xsriabcr

ψabcr = Xlriabcr
︸ ︷︷ ︸

ψabcr1

+Xmriabcr + Xrsiabcs2
︸ ︷︷ ︸

ψabcr2

(5.5)
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donde

Xls = ωbLls I3x3 ; Xlr = ωbLlr I3x3

Xms = Xmr = ωbLm








1 −1
2

−1
2

−1
2

1 −1
2

−1
2

−1
2

1








Xsr = XT
rs = ωbLm








cos (θr) cos
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)
cos
(
θr − 2π

3

)

cos
(
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3

)
cos (θr) cos

(
θr + 2π

3

)

cos
(
θr + 2π

3

)
cos
(
θr − 2π

3

)
cos (θr)







.

5.3. Modelo del MI en variables qd0

Transformando (5.1)–(5.3) y (5.5) a un referencial estacionario, aplicando (2.3), es posible

obtener el modelo del MI en variables qd0 de la siguiente forma

Vqd0s =
1

ωb
d
dt
ψqd0s1 + Rsiqd0s1 + RFe(iqd0s1 − iqd0s2) + ∆RFeqd0(iqd0s1 − iqd0s2)

0 =
1

ωb
d
dt
ψqd0s2 + RFe(iqd0s2 − iqd0s1) + ∆RFeqd0(iqd0s2 − iqd0s1)

Vqd0r =

(
ωr
ωb

)

J(ψqd0r1 +ψqd0r2) +
1

ωb
d
dt

(ψqd0r1 +ψqd0r2) + Rriabcr .

(5.6)

Las ecuaciones de flujo son

ψqd0s =

ψqd0s1

︷ ︸︸ ︷

Xlsqd0iqd0s1 +

ψqd0s2

︷ ︸︸ ︷

Xmsqd0iqd0s2 + Xsrqd0iqd0r

ψqd0r = Xlrqd0iqd0r
︸ ︷︷ ︸

ψqd0r1

+Xmrqd0iqd0r + Xrsqd0iqd0s2
︸ ︷︷ ︸

ψqd0r2

(5.7)
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donde

Xlsqd0 = ωbLls I3x3

Xlrqd0 = ωbLlr I3x3

Xmsqd0 = ωbM diag
[

1 1 0
]

Xmrqd0 = ωbM diag
[

1 1 0
]

M =
3

2
Lm ; ωr =

d

dt
θr

Xsrqd0 = ωbM diag
[

1 1 0
]

J =








0 −1 0

1 0 0

0 0 0







.

La matriz que representa las variaciones de las pérdidas en el hierro, en variables qd0, está

dada por

∆RFeqd0 =
2

3

2

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

4

∆RFea + 1

4
∆RFeb + 1

4
∆RFec

“√

3

4

”

(∆RFeb −∆RFec)
`

∆RFea −
1

2
∆RFeb −

1

2
∆RFec

´

“√

3

4

”

(∆RFeb −∆RFec)

„

3

4

«

(∆RFeb + ∆RFec) −

“√

3

2

”

(∆RFeb −∆RFec)

`

1

2
∆RFea −

1

4
∆RFeb −

1

4
∆RFec

´

−

“√

3

4

”

(∆RFeb −∆RFec)
`

1

2

´

(∆RFea + ∆RFeb + ∆RFec)

3

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

5

.

(5.8)

Reorganizando las ecuaciones anteriores es posible obtener el modelo utilizado en la Sección

5.5 para simulación.
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5.4. Modelo del MI en régimen permanente en compo-
nentes de secuencia

Es posible obtener un modelo en régimen permanente, a partir del presentado en la Sección

5.2, aplicando el método de las componentes simétricas. Este método consiste en representar

un conjunto de variables trifásicas (fabc) por otro conjunto de variables denominado “compo-

nentes simétricas” (f+−0) [115], de la forma

fabc = S f+−0 (5.9)

donde

fabc =
[

fa fb fc

]T

f+−0 =
[

f+ f− f0

]T

S =








1 1 1

a2 a 1

a a2 1








; a = e−j
2

3
π . (5.10)

Si se considera régimen permanente sinusoidal para las variables en componentes simétricas

se tiene

f+−0 =








f+

f−

f0








=
1

2








F̃+ ejωet + F̃ ∗
− e−jωet

F̃− ejωet + F̃ ∗
+ e−jωet

F̃0 e
jωet + F̃ ∗

0 e−jωet








(5.11)

donde F̃ representa el fasor de f , ωe es la frecuencia angular de la función sinusoidal y el

supraíndice “∗” denota variables conjugadas.

Teniendo en cuenta (5.11) y aplicando la transformación (5.10) a (5.1)–(5.3) y (5.5) se obtiene

el siguiente modelo en régimen permanente sinusoidal del MI en componentes de secuencias
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Ṽ+s = Z̃s Ĩ+s1 + (RFe + ∆Fe)
(

Ĩ+s1 − Ĩ+s2 + Ĩ+f

)

Ṽ−s = Z̃s Ĩ−s1 + (RFe + ∆Fe)
(

Ĩ−s1 − Ĩ−s2 + Ĩ−f

)

Ṽ0s = Z̃s Ĩ0s1 + (RFe + ∆Fe)
(

Ĩ0s1 − Ĩ0s2 + Ĩ0f

)

(5.12)

0 = jωeM
(

Ĩ+s2 + Ĩ+r

)

+ (RFe + ∆Fe)
(

Ĩ+s2 − Ĩ+s1 − Ĩ+f

)

0 = jωeM
(

Ĩ−s2 + Ĩ−r

)

+ (RFe + ∆Fe)
(

Ĩ−s2 − Ĩ−s1 − Ĩ−f

)

0 = (RFe + ∆Fe)
(

Ĩ0s2 − Ĩ0s1 − Ĩ0f

)

(5.13)

0 =

(
Rr

s
+ jωeLlr

)

Ĩ+r + jωeM
(

Ĩ+s2 + Ĩ+r

)

0 =

(
Rr

2 − s
+ jωeLlr

)

Ĩ−r + jωeM
(

Ĩ−s2 + Ĩ−r

) (5.14)

donde

Z̃s = Rs + jωeLls

1

s
=

ωe
ωe − ωr

;
1

2 − s
=

ωe
ωe + ωr

∆Fe =
1

3
(∆RFea + ∆RFeb + ∆RFec)

Ĩ+f =
(∆RFea+a2∆RFeb+a∆RFec)(Ĩ−s1−Ĩ−s2)+(∆RFea+a∆RFeb+a

2∆RFec)(Ĩ0s1−Ĩ0s2)
3(RFe+∆Fe)

Ĩ−f =
(∆RFea+a∆RFeb+a

2∆RFec)(Ĩ+s1−Ĩ+s2)+(∆RFea+a2∆RFeb+a∆RFec)(Ĩ0s1−Ĩ0s2)
3(RFe+∆Fe)

Ĩ0f =
(∆RFea+a2∆RFeb+a∆RFec)(Ĩ+s1−Ĩ+s2)+(∆RFea+a∆RFeb+a

2∆RFec)(Ĩ−s1−Ĩ−s2)
3(RFe+∆Fe)

(5.15)

Ĩ+f , Ĩ−f y Ĩ0f , se denominan corrientes de fallas en el núcleo del estator.

A partir de (5.12)–(5.14) se obtiene el circuito equivalente del MI en componentes de secuen-

cia de la Fig. 5.2.
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Figura 5.2: Circuito equivalente del MI en componentes de secuencias, incluyendo fallas

asimétricas en el núcleo del estator.

Como puede observarse de la Fig. 5.2, fallas asimétricas en el núcleo del estator producen

corrientes de falla y variaciones en la impedancia total de la máquina, que dependen de la

gravedad de la falla (o sea de ∆RFea, ∆RFeb y ∆RFec) de manera similar a lo que sucede

con las fallas en los bobinados del estator [116]. Esta corriente de falla es independiente de

la introducida por desbalances en la fuente de alimentación.

5.5. Resultados experimentales

Con el objetivo de validar el modelo propuesto se compararon los resultados experimentales

con los obtenidos por simulación. Éstos últimos se obtuvieron al implementar el modelo de

la Sección 5.3 en Simulink R© de Matlab R©. Los parámetros utilizados por el modelo fueron

los de un MI estándar de 5.5 kW jaula de ardilla, sus datos se muestran en la Tabla B.2 del

Apéndice A.

Como parte del proceso experimental, se realizaron fallas en el núcleo del estator utilizando

el método propuesto en la Sección 4.4 y publicado en [81].
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Tabla 5.1: Datos experimentales de las fallas en el núcleo del estator.

% de láminas P0 ∆RFea Factor de severidad η

cortocircuitadas en una ranura W Ω %

0 982,35 0 0

30 998,45 −11,20 1,64

65 1036,02 −34,026 5,46

100 1065,05 −40,01 8,41

Por simplicidad, sólo se modelaron fallas reflejadas en la fase “a” del MI, por lo tanto los

parámetros ∆RFeb y ∆RFec se consideraron cero. Para obtener los resultados de simulación,

el parámetro ∆RFea se ajustó de tal forma que su valor produzca el mismo incremento de

potencia eléctrica en vacío (P0) que una falla en el hierro real, ver Tabla 5.1.

En la Tabla 5.1, se muestra el factor de severidad (η) para distintas condiciones de falla. Este

factor se definió como en el Capítulo anterior: incremento de P0 para cada condición de falla,

expresada en porcentaje ( %) de P0 sin falla. En la primera columna, de la misma tabla, se

expone la interpretación física de η, mostrando la cantidad de láminas cortocircuitadas del

núcleo del estator para una ranura, en % del total.

5.5.1. Corriente de secuencia negativa

Las fallas desbalanceadas en el núcleo del estator producen un incremento en la corriente del

estator de secuencia negativa del MI (Ĩ−s1), de la misma forma que las fallas en los bobinados

[116][117]. Este incremento puede medirse y cuantificarse, bajo condiciones balanceadas de

la tensión de alimentación, con el objetivo de validar el modelo propuesto en el presente

trabajo de tesis.

En la Fig. 5.3 se observa el comportamiento del incremento de la corriente de secuencia

negativa (∆Ĩ−s1), obtenido experimentalmente (línea continua) y por simulación (línea de

trazos), en función de η, para el MI en vacío y con tensión balanceada.

∆Ĩ−s1, en p.u. de la corriente nominal de motor (In), se calcula como la diferencia entre las
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Figura 5.3: Resultados experimentales y de simulación para ∆Ĩ−s1 vs. η para el MI en vacío.

corrientes de secuencia negativa y la correspondiente al estado sin falla. En la Fig. 5.3 se

observa que ∆Ĩ−s1 aumenta a medida que el factor de severidad se incrementa.

En la Fig. 5.4 se muestran los resultados de simulación y experimentales de ∆Ĩ−s1 cuando

el MI se carga con el 40 % del par nominal. Comparando con la figura anterior es posible

observar que esta corriente no varía considerablemente con la carga aplicada. Puede obser-

varse claramente que los resultados experimentales presentan la misma tendencia que los

obtenidos por simulación, validando de esta forma el modelo presentado en la Sección 5.2.

5.5.2. Impedancia de secuencia negativa

Otra forma de validar el modelo propuesto es analizar el comportamiento del módulo de la

impedancia de secuencia negativa del MI (|Z−|), calculada como

|Z−| =

∣
∣
∣Ṽ−s

∣
∣
∣

∣
∣
∣Ĩ−s1

∣
∣
∣

. (5.16)

Donde | · | indica módulo.
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Figura 5.4: Resultados experimentales y de simulación para ∆Ĩ−s1 vs. η para el MI con 40 %

de carga.

Si bien bajo condiciones desbalanceadas, el cociente mostrado en (5.16) no es exactamente

la impedancia de secuencia negativa [118], |Z−| es un buen indicador de fallas, según lo

expuesto en [119].

En la Fig. 5.5 se observan los resultados de simulación (línea de trazos) y experimentales

(línea continua) para |Z−| en función del factor de severidad. Éstos se obtuvieron bajo

condiciones desbalanceadas de la tensión de alimentación y con un par de carga del 75 %.

El desbalance de la fuente de alimentación, de aproximadamente 3 % ( |Ṽ−s|

|Ṽ+s|
100 = 3 % ), se

eligió para obtener una buena estabilidad numérica al aplicar (5.16). Se utilizó el 75 % de

par de carga debido a que |Z−| es altamente influenciada por bajos niveles de par cuando el

MI posee rotor con ranura cerrada, según fue demostrado en [120].

En la Fig. 5.6 se exponen los resultados obtenidos de la parte real (R−) e imaginaria (X−)

de la impedancia de secuencia negativa. Se observa que al aumentar el factor de severidad

la R− tiende a disminuir más rápidamente que X−, producto de la variación de ∆RFea.

Los resultados de simulación expuestos en esta sección concuerdan con los obtenidos expe-
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Figura 5.5: Resultados experimentales y de simulación para |Z−| vs. η para el MI con 75 %

de carga.

rimentalmente. Esto demuestra que las fallas en el núcleo del estator pueden modelarse por

medio de un parámetro asociado a cada fase, que varía de acuerdo a la severidad de la falla.
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Figura 5.6: Resultados experimentales y de simulación para la parte real e imaginaria de

|Z−| vs. η para el MI con 75 % de carga.
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5.6. Conclusiones

En este capítulo se propuso un nuevo modelo dinámico del MI que incluye fallas asimétricas

en el núcleo del estator. Estas fallas fueron representadas como variaciones independientes

de la resistencia equivalente de pérdidas en el hierro en cada fase del MI.

Se dedujeron ecuaciones dinámicas en variables abc y a continuación las correspondientes en

variables qd0. Estas últimas fueron utilizadas para obtener los resultados de simulación mos-

trados en la Sección 5.5. Además, se incluyó el circuito equivalente en régimen permanente

del MI en componentes de secuencia y se obtuvieron sus ecuaciones.

A partir de este circuito equivalente se pudo concluir que las fallas en el núcleo producen

un aumento en la componente de secuencia negativa de la corriente del estator, aún bajo

condiciones balanceadas de la tensión de alimentación. Este hecho pudo validarse por medio

de resultados experimentales, los que mostraron la misma tendencia que los obtenidos por

simulación.

También se pudo demostrar, mediante resultados experimentales y de simulación, que el

módulo de la impedancia de secuencia negativa del MI es afectado por las fallas en el núcleo.

Se pudo observar que esta impedancia decrece a medida que aumenta la severidad de la falla.

Se puede afirmar que todos los resultados obtenidos utilizando el modelo propuesto y los ex-

perimentales se correlacionan adecuadamente. Validando de esta forma la propuesta teórica.

Finalmente, se puede mencionar que este Capítulo ha realizado un aporte al estado del arte de

las fallas en el núcleo del estator. A partir de los resultados obtenidos sería posible desarrollar

métodos de diagnóstico en línea a partir de la medición de la corriente de secuencia negativa

o de la impedancia de secuencia negativa.
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Capítulo 6

CONCLUSIONES Y TRABAJOS
FUTUROS

6.1. Conclusiones finales

El objetivo central de esta tesis fue el estudio de las Pérdidas en el Hierro (PH) en los

Motores de Inducción (MI). Este estudio se aplicó: al control de los MI, evaluando los efectos

de las PH y proponiendo posibles soluciones para su compensación; y al diagnóstico de fallas,

proponiendo nuevas estrategias para detectar Fallas en el Núcleo del Estator (FNE).

Para analizar los efectos de las PH sobre el control del MI se utilizó un modelo dinámico que

incluye a estas pérdidas. Las PH se representaron como resistencias equivalentes variables

con la frecuencia de alimentación, a bornes de la inductancia de magnetización. Se utilizó

un modelo que considera sólo las PH del estator, debido a que en condiciones normales de

funcionamiento, las PH del rotor son pequeñas y pueden despreciarse. En base a este modelo

se obtuvieron dos representaciones distintas del MI, las que se utilizaron a lo largo de la tesis.

La primera representación en función de las corrientes y los flujos enlazados y la segunda en

forma de variables de estados.

Con el objetivo de determinar la resistencia equivalente de PH (RFe) y obtener los pará-

metros del modelo del MI, se evaluaron las pérdidas en un motor industrial convencional,

por medio de ensayos en vacío. Los ensayos fueron realizados en un banco experimental que

posee dos MI alimentados con fuentes de tensión PWM. Uno de los MI tiene características

especiales, ya que posee dos rotores intercambiables, uno estándar y el otro con las mismas

características magnéticas pero sin barras. El hecho de poseer uno de los rotores sin barras
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permitió cuantificar exactamente las PH sin la influencia de las pérdidas en el cobre del rotor

(Pcu−r), producidas por los armónicos de orden superior de la fuente de tensión PWM.

Se realizaron ensayos comparativos de las pérdidas medidas en el MI con y sin barras. Del

análisis de los resultados se concluyó que para el MI ensayado, las pérdidas en el cobre

del rotor son despreciables frente a las pérdidas totales en vacío y en el hierro. Lo anterior

permite determinar las PH a partir del MI con barras (estándar) sin cometer un elevado

error. Este hecho es la principal diferencia con trabajos anteriores [42][43].

Posteriormente, a partir de las pérdidas medidas en el MI sin barras, se determinó la RFe en

función de la frecuencia de alimentación. Se comparó este parámetro con el obtenido con el

MI con barras, observándose nuevamente que las pérdidas en el cobre del rotor no influyen

significativamente en la determinación de este parámetro.

Se analizó la influencia de las PH sobre el Control Orientado por el Campo (COC). Se

obtuvieron expresiones analíticas del error relativo de flujo en régimen permanente. Se com-

pararon los errores obtenidos, considerando a la RFe constante [6] y variable con la frecuencia

de alimentación. Se mostraron gráficamente dichos errores y se observó que cuando la resis-

tencia equivalente se considera constante se comete una subestimación del flujo del rotor,

dado que RFe = cte. sólo modela correctamente la componente por corrientes parásitas de

las PH.

Se pudo demostrar mediante resultados de simulación que el estimador convencional [2]

comete errores en la estimación de flujo y de par, concluyendo que es necesario compensar

estos errores con el objetivo de mejorar el desempeño del accionamiento de velocidad variable

(AVV). Por lo tanto, en esta tesis se presentó una propuesta para la compensación de dichos

errores, en base a un observador de estados que considera las PH y un esquema adaptivo de

RFe.

De la comparación del desempeño del observador con el del estimador convencional se pudo

concluir que el observador es capaz de corregir los errores de estimación debido a las PH, como

así también aumentar la velocidad de respuesta de la estimación de flujo y de par. Se pudo

demostrar con resultados de simulación que el esquema adaptivo corrige las variaciones de la
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RFe debido a errores cometidos por los métodos fuera de línea utilizados en la identificación

de este parámetro y/o posibles cambios en las características del hierro.

Los cambios en las características del hierro pueden deberse a fallas en el núcleo. Es por

esto que se estudiaron las principales causas de FNE. Se pudo concluir que las causas más

frecuentes son las debidas a la relajación de las láminas, grandes corrientes de fallas a tierra

y a problemas en el aislante interlaminar.

Con el objetivo de estudiar el comportamiento de las fallas interlaminares se desarrolló un

método para generar fallas reversibles y no destructivas. Se validó la propuesta midiendo el

incremento de la potencia en vacío del MI con falla, como así también la temperatura en el

punto de falla. Se puedo concluir que este método es de gran utilidad para la validación de

métodos de diagnóstico del tipo en línea y fuera de línea.

Con la ayuda del método de generación se pudo validar una propuesta para la detección en

línea de FNE. La propuesta se basó en el esquema adaptivo utilizado para la compensación

de los errores en la estimación de flujo y de par mostrada en el Capítulo 3. Se concluyó,

mediante el análisis de los resultados de simulación y experimentales, que con el esquema

adaptivo es posible diagnosticar FNE utilizando la estima de RFe como indicador de falla,

si estas son simétricas.

Debido a que el modelo de falla utilizado por la propuesta anterior no consideraba la carac-

terística asimétrica de las FNE, se desarrolló un modelo más adecuado y que represente más

fielmente este fenómeno.

El modelo propuesto representa las FNE como cambios en la RFe independientemente en

cada fase, estos cambios son debidos a las variaciones de la potencia de pérdidas en el hierro.

El modelo se validó por medio de resultados de simulación y experimentales. Se demostró

que ante una falla desequilibrada existe un aumento de la corriente del estator de secuencia

negativa, aún en condiciones balanceadas de la tensión de alimentación.

También se pudo concluir que las FNE afectan la impedancia de secuencia negativa del MI,

observando una disminución de ésta al aumentar la severidad de la falla. Finalmente se puede

concluir que este modelo puede ser utilizado para evaluar nuevos método en línea para el
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diagnóstico de FNE.

6.2. Propuesta para trabajos futuros

El estudio realizado sobre las PH y su influencia sobre el control orientado por el flujo,

como así también el estudio realizado sobre las FNE de los MI han generado algunos temas

de interés que no han podido ser analizados en esta tesis. Es por esto que se proponen a

continuación los siguientes temas de trabajos futuros relacionados con el modelado del MI,

con el control del MI considerando pérdidas y con el diagnóstico de FNE de MI.

6.2.1. Modelado del MI

En el Capítulo 2 se presentó un modelo dinámico del MI que incluye las PH. De este análisis

surgió como posible trabajo futuro incluir no sólo las PH sino también otras fuentes de

pérdidas, como por ejemplo las pérdidas adicionales o “stray load losses”.

Las pérdidas adicionales son causadas por la alta densidad de los armónicos de flujo mag-

nético producida por las corrientes entre las barras del rotor y por el cruzamiento de ellas,

[121][122]. Una parte de estas pérdidas aparece en todo el rango de funcionamiento del MI,

mientras que otra parte es función de la carga. Estas pérdidas pueden modelarse como una

resistencia, cuya potencia disipada es equivalente a las pérdidas adicionales. Esta resistencia,

en paralelo con la inductancia de dispersión del rotor, debe ser variable con la velocidad de

deslizamiento del MI [33].

De esta forma, con la inclusión de las pérdidas adicionales se obtendría un modelo que repre-

sente más fielmente distintos fenómenos físicos, sin un elevado aumento en la complejidad.

Otro tema a ser estudiado es la obtención de un modelo térmico. Este modelo térmico

permitiría evaluar las pérdidas por métodos diferente a los presentados hasta aquí, basados

en la medición de la temperatura en distintos puntos del MI. Permitiendo de esta forma

realizar una comparación de los resultados obtenidos con el modelos presentado en esta

tesis.
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6.2.2. Evaluación de los efectos de las pérdidas sobre el control del

MI y su compensación

Como se observó en el Capítulo 3, los efectos de las pérdidas sobre el COC producen desin-

tonías que reducen el desempeño dinámico del MI en AVV, por lo tanto se debe compensar

dichos efectos. En el capítulo de referencia, se trataron los efectos sobre el control orientado

por el flujo del rotor, de este análisis surgen los siguientes temas para trabajos futuros:

Estudio de los efectos de las PH sobre distintas estrategias de control, como por ejem-

plo: DTC [123] y Feedback Linearization Control [100].

Estudio de los efectos de otras pérdidas sobre el COC y otras estrategias de control,

p. ej.: las pérdidas adicionales pueden llegar a ser entre el 0.5 % y 3 %, a plena carga,

de las pérdidas totales [124]. Este valor es equivalente al de las PH (1 % y 5 %).

Respecto a la compensación de las desintonías causadas por las pérdidas del MI surgieron

los siguientes temas para trabajos futuros:

Validación experimental de los resultados de simulación obtenidos con el observador

adaptivo presentados en esta tesis.

Es también de interés, compensar las influencias de los efectos de las pérdidas adicio-

nales, deduciendo nuevos estimadores y observadores basados en modelos del MI que

tengan en cuenta dichas pérdidas [125].

6.2.3. Diagnóstico de fallas en el núcleo del estator de máquinas

eléctricas

Según lo expuesto en el Capítulo 4 existe una carencia respecto a la aplicación de métodos

en línea para la detección y diagnóstico de fallas en el núcleo del estator de MI. Por lo tanto

se propone esta temática como una línea de trabajo futuro.

Como se demostró en el Capítulo 5, las FNE producen variaciones en la corriente de secuencia

negativa del estator y en la impedancia de secuencia negativa, de esta forma sería posible
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aplicar estrategias similares a las utilizadas para el diagnóstico en línea de fallas en los

bobinados del estator de MI [15, 14].

Las estrategias de diagnóstico en línea que pueden ser aplicables a las FNE son:

las basadas en inteligencia artificial (IA), tales como: redes neuronales [73][126]–[128],

lógica difusa (“Fuzzy Logic”) [129][130] y sistemas neuro-fuzzy [131][130].

Las estrategias de diagnóstico en base a la medición de vibraciones [132][133] y

las basadas en observadores [134]–[136].

Debido a que las FNE tienen una característica similar a las fallas en los bobinados y/o

problemas en la fuente de alimentación (variación de la impedancia de secuencia negativa

y de la corriente de secuencia negativa, respectivamente) será necesario estudiar la forma

de identificar los distintos fenómenos y aislarlos, para poder diagnosticar correctamente las

fallas [136][117].
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Apéndice A

TÓPICOS RELACIONADOS AL
MODELADO DEL MI

A.1. Otra representación matemática del MI

A partir del circuito equivalente del MI de la Fig. 2.3, Capítulo 2, se obtienen las siguientes

ecuaciones de tensión







vqs = ωqd0Llsids1 + Lls
d
dt
iqs1 +Rsiqs1 + ωqd0M (ids2 + idr) +M d

dt
(iqs2 + iqr)

vds = −ωqd0Llsiqs1 + Lls
d
dt
ids1 +Rsids1 − ωqd0M (iqs2 + iqr) +M d

dt
(ids2 + idr)

0 = ωqd0M (ids2 + idr) +M d
dt

(iqs2 + iqr) +RFe (iqs2 − iqs1)

0 = −ωqd0M (iqs2 + iqr) +M d
dt

(ids2 + idr) +RFe (ids2 − ids1)

vqr = (ωqd0 − ωr)Llridr + Llr
d
dt
iqr +Rriqr + (ωqd0 − ωr)M (ids2 + idr) +

+M d
dt

(iqs2 + iqr)

vdr = − (ωqd0 − ωr)Llriqr + Llr
d
dt
idr +Rridr − (ωqd0 − ωr)M (iqs2 + iqr) +

+M d
dt

(ids2 + idr) .

(A.1)

Las ecuaciones de corrientes en función de la flujos enlazados totales son
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iqs1 =
(λqs − λqm)

Lls

iqs1 =
(λds − λdm)

Lls

iqs2 = λqm

(
1

M
+

1

Llr

)

− λqr
Llr

ids2 = λdm

(
1

M
+

1

Llr

)

− λdr
Llr

iqm = (iqs2 + iqr) =
λqm
M

idm = (ids2 + idr) =
λdm
M

iqr =
(λqr − λqm)

Llr

idr =
(λdr − λdm)

Llr
.

(A.2)

Reemplazando las corrientes (A.2), en las (A.1), sólo en los términos no afectados por resis-

tencias, se obtiene







vqs = ωqd0λds + d
dt
λqs +Rsiqs1

vds = −ωqd0λqs + d
dt
λds +Rsids1

0 = ωqd0λdm + d
dt
λqm +RFe (iqs2 − iqs1)

0 = −ωqd0λqm + d
dt
λdm +RFe (ids2 − ids1)

vqr = (ωqd0 − ωr)λdr + d
dt
λqr +Rriqr

vdr = − (ωqd0 − ωr)λqr + d
dt
λdr +Rridr .

(A.3)

El conjunto (A.3) es de utilidad en la deducción del estimador de flujo para el COC que

considera a las pérdidas en el hierro, Capítulo 3.

A.2. Deducción del modelo del MI en función de las co-
rrientes de estator

Reemplazando (A.2) en (A.1), operando y ordenando las ecu., puede obtenerse
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[

d
dt
λqs +

Rs

Lls
λqs

]

= vqs − ωqd0λds +
Rs

Lls
λqm

[

d
dt
λds +

Rs

Lls
λds

]

= vds + ωqd0λqs +
Rs

Lls
λdm

[
d
dt
λqm +

(
RFe

Lls
+ RFe

Llr
+ RFe

M

)

λqm

]

=
(
RFe

Lls

)

λqs +
(
RFe

Llr

)

λqr − ωqd0λdm
[
d
dt
λdm +

(
RFe

Lls
+ RFe

Llr
+ RFe

M

)

λdm

]

=
(
RFe

Lls

)

λds +
(
RFe

Llr

)

λdr + ωqd0λqm
[

d
dt
λqr +

Rr

Llr
λqr

]

= vqr − (ωqd0 − ωr)λdr +
Rr

Llr
λqm

[

d
dt
λdr +

Rr

Llr
λdr

]

= vdr + (ωqd0 − ωr)λdr +
Rr

Llr
λdm .

(A.4)

Por último, reemplazando en (A.4) las expresiones de λqs y λds ((2.16) y (2.17)) y reordenando

las ecu. se obtiene

[

Lls
d

dt
iqs1 + (Rs +RFe)iqs1

]

= vqs − ωqd0Llsids1 −
λqr
(
Llr

RFe

) +
λqm

(

1
RFe
M

+
RFe
Llr

) (A.5)

[

Lls
d

dt
ids1 + (Rs +RFe)ids1

]

= vds + ωqd0Llsiqs1 −
λdr
(
Llr

RFe

) +
λdm

(

1
RFe
M

+
RFe
Llr

) (A.6)

[
d

dt
λqm +

(
RFe

Lls
+
RFe

M

)

λqm

]

= RFeiqs1 +
Rr

Llr
λqr − ωqd0λdm (A.7)

[
d

dt
λdm +

(
RFe

Lls
+
RFe

M

)

λdm

]

= RFeids1 +
Rr

Llr
λdr + ωqd0λqm (A.8)

[
d

dt
λqr −

Rr

Llr
λqr

]

= vqr − (ωqd0 − ωr)λdr +
Rr

Llr
λqm (A.9)

[
d

dt
λdr −

Rr

Llr
λdr

]

= vdr + (ωqd0 − ωr)λqr +
Rr

Llr
λdm . (A.10)

Las (A.5)–(A.10) son utilizadas en el Capítulo 3 para evaluar el efecto de las pérdidas en el

hierro sobre el desempeño del COC.
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A.3. Deducción de las ecuaciones de estado del MI inclu-
yendo PH

Reemplazando ψqs1 y ψds1 por Xlsiqs1 y Xlsids1, respectivamente, en (2.47), (2.48) y (2.50)–

(2.53), se tiene







d
dt
iqs1 = (−Rs −RFe)

ωb
Xls

iqs1 +
RFeωb
XlsXm

ψqm +
ωb
Xls

vqs − ωqd0ids1 −
RFeωb
XlsXlr

ψqr1

d
dt
ids1 = (−Rs −RFe)

ωb
Xls

ids1 +
RFeωb
XlsXm

ψdm +
ωb
Xls

vds + ωqd0iqs1 −
RFeωb
XlsXlr

ψdr1

d
dt
ψqm = −ωqd0ψdm − RFeωb

Xm

ψqm +
RFeωb
Xlr

ψqr1 +RFeωbiqs1

d
dt
ψdm = ωqd0ψqm − RFeωb

Xm

ψdm +
RFeωb
Xlr

ψdr1 +RFeωbids1

d
dt
ψqr1 = (−Rr −RFe)

ωb
Xlr

ψqr1 +
RFeωb
Xm

ψqm + (ωr − ωqd0)ψdr1 −RFeωbiqs1 + ωrψdm

d
dt
ψdr1 = (−Rr −RFe)

ωb
Xlr

ψdr1 +
RFeωb
Xm

ψdm − (ωr − ωqd0)ψqr1 −RFeωbids1 − ωrψqm .

(A.11)

A partir de A.11 se obtiene la siguiente representación en variables de estados [87]







ẋ(t) = A(t) x(t) + B u(t)

y(t) = C x(t)
(A.12)

donde

˙ representa la derivada primera respecto del tiempo,

x =

















iqs1

ids1

ψqm

ψdm

ψqr1

ψdr1

















y =




iqs1

ids1
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u =




vqs

vds





A =

2

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

6

4

−

ωb

Xls

(Rs + RFe) −ωqd0

ωbRFe

XlsXm

0 −

ωbRFe

XlsXlr

0

ωqd0 −

ωb

Xls

(Rs + RFe) 0
ωbRFe

XlsXm

0 −

ωbRFe

XlsXlr

ωbRFe 0 −

ωbRFe

Xm

−ωqd0

ωbRFe

Xlr

0

0 ωbRFe ωqd0 −

ωbRFe

Xm

0
ωbRFe

Xlr

−ωbRFe 0
ωbRFe

Xm

ωr −

ωb

Xlr

(Rr + RFe) − (ωqd0 − ωr)

0 −ωbRFe −ωr

ωbRFe

Xm

(ωqd0 − ωr) −

ωb

Xlr

(Rr + RFe)

3

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

7

5

B =

















ωb

Xls
0

0 ωb

Xls

0 0

0 0

0 0

0 0

















C =




1 0 0 0 0 0

0 1 0 0 0 0



 .
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Apéndice B

CARACTERÍSTICAS Y DATOS DE
LOS MI PROTOTIPOS DE

LABORATORIO

B.1. Características de los MI

Para obtener los resultados experimentales mostrados en los Capítulos 2, 4 y 5 se utilizaron

dos prototipos de MI.

Para los Capítulos 2 y 4 se utilizó un MI (denominado Motor A) trifásico industrial, jaula

de ardilla, que posee dos rotores intercambiables uno estándar y el otro, con las mismas

(a) Rotor con barras. (b) Rotor sin barras.

Figura B.1: Rotores utilizados en los ensayos.
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Tabla B.1: Datos Característicos del MI (Motor A).

Variable Valor Parámetros Valor

Pn kW/HP 5,5/7,5 Rs Ω 0,9258

Vn V 220/380 Rr Ω 2,46

In A 19,9/11,1 Lls=Llr mHy 5,155

f Hz 50 M mHy 168,497

Tn Nm 35,00 cosφ 0,82

características magnéticas pero, sin barras. Esta característica de los rotores puede observarse

en las Fig. B.1(a) y B.1(b). El estator de este MI es estándar de 5.5 kW, en la Tabla B.1 se

muestran sus datos característicos y sus parámetros.

Para obtener los resultados experimentales mostrados en el Capítulo 5, se utilizó un MI

estándar (denominado Motor B), jaula de ardilla, de 5.5 kW. Sus datos característicos y sus

parámetros pueden observarse en la Tabla B.2.

Las formas y dimensiones de las ranuras, rotor y estator, de ambos MI se muestran en la

Fig. B.2.

Tabla B.2: Datos Característicos del MI (Motor B).

Variable Valor Parámetros Valor

Pn kW/HP 5,5/7,5 Rs Ω 0,9267

Vn V 220/380 Rr Ω 2,06

In A 19,9/11,1 RFe Ω 156,997

f Hz 50 Lls=Llr mHy 4,67

Tn Nm 35,00 M mHy 155,597

cosφ 0,82
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Figura B.2: Ranuras de los MI utilizados.
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