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E.I. Baida, B.V. Klymenko, S.V. Vyrovets, M.G. Pantelyat, M. Clemens  
 

INVESTIGATIONS OF THE DYNAMICS OF A BISTABLE ELECTROMAGNET WITH 
IMPROVED CHARACTERISTICS FOR MEDIUM VOLTAGE VACUUM CIRCUIT 
BREAKERS 
 
Introduction. Currently, for switching medium voltage circuits, vacuum circuit breakers are widely used, which have good arcing 
properties and high breaking capacity. One of the problems of creating the drive mechanism of such apparatus is the need to 
ensure the absence of contact welding when a through current of a short circuit of a given duration flows through them, which is 
achieved due to a certain amount of contact pressure. One of the problems arising in the design of circuit breakers is the need to 
fix the mechanism with a mechanical lock, which should hold the mechanism securely. This leads to significant specific 
mechanical loads, which in turn reduces the reliability of the circuit breaker. One way to solve these problems is to create a drive 
based on monostable or bistable electromagnetic actuators with highly coercive permanent magnets, which provide reliable 
fixation of the position of the contacts. Purpose. Investigation of the improved design of a bistable electromagnetic actuator based 
on permanent magnets of a medium voltage vacuum circuit breaker. Methods. Theoretical and experimental research and 
comparative analysis of existing and developed electromagnetic actuators. Conclusions. A new design of an electromagnetic 
bistable actuator with reduced overall dimensions is developed and tested. The electromechanical characteristics of the actuator 
correspond to the technical specifications, which is confirmed by both theoretical and experimental studies. The proposed 
actuator can be used as a drive mechanism for medium voltage vacuum circuit breakers. References 10, figures 17, tables 3. 
Key words: bistable electromagnet, actuator, vacuum circuit breaker, multiphysics model. 
 
В статье исследован новый бистабильный электромагнит с высококоэрцитивными постоянными магнитами, 
который предполагается использовать в качестве актуатора вакуумных выключателей средних напряжений. 
Приводится теоретическое и экспериментальное исследование усовершенствованной конструкции электромагнита 
с целью сравнительного анализа его параметров с параметрами имеющейся конструкции. Теоретическое 
исследование базируется на мультифизической модели, которая включает расчет статического и динамического 
электромагнитных полей в нелинейной проводящей неоднородной среде с учетом постоянных магнитов, нелинейных 
уравнений разрядной цепи накопительного конденсатора, нелинейных уравнений движения. Экспериментальные 
исследования, которые проводились на реальном вакуумном выключателе, показали соответствие параметров нового 
бистабильного электромагнита расчетным показателям. Направление дальнейших исследований представляются в 
виде оптимизации геометрии электромагнита и схемы управления. Библ. 10, рис. 17, табл. 3. 
Ключевые слова: бистабильный электромагнит, актуатор, вакуумный выключатель, мультифизическая модель. 
 

Introduction. In recent years, vacuum switching 
devices having unique arcing properties and high 
breaking capacity [1] are widely used in medium voltage 
circuits. One of the most important characteristics of such 
apparatus is the rated short-time withstand current – the 
current that the circuit breaker must withstand for given 
time in accordance with the test conditions [2] defined by 
the standard, which is achieved due to a certain value of 
contact pressure. Under the electromagnetic actuator we 
understand the device that creates the movement of 
contacts when excited by an electric signal of an 
electromagnetic field in an electromagnet. Here, the 
movement of the contacts in one direction is provided by 
the traction force of the electromagnet, and in the other 
one by contact and disconnecting springs. Thus, the 
electromagnet together with the contact springs forms an 
electromagnetic actuator. From experimental data it is 
known [1, 3] that to ensure the breaking capacity of the 
circuit breaker of 20 kA, contact pressure should be of the 
order 2 kN per pole or about 6 kN per three poles, 
respectively. Such contact pressures are provided by 
Belleville springs, therefore, the mechanical opposing 
characteristic has its own peculiarity (Fig. 1), which 
consists in a jump in the opposing force at the moment of 
contact touch. This leads to a slowdown in the velocity of 
movement of the armature of the electromagnet and a 
possible «freezing» of the drive mechanism [4] (if the 
kinetic energy of the moving parts is not enough to 
overcome the area where the electromagnetic force is less 
than the opposing one). 

 
Fig. 1. The dependence of the opposing force (P) as a function 

of the stroke (s) of the armature 
 

There are publications on the design and calculation 
of electromagnetic actuators [4-6]. One of the problems 
arising in the design of circuit breakers is the need to fix 
the mechanism of the circuit breaker in extreme positions. 
Actuators of vacuum circuit breakers, as a rule, use 
neutral electromagnets or electric motors, the main 
disadvantage of which is the presence of mechanical locks 
– mechanical latches that securely hold the mechanism in 
the on position. The main requirement for mechanical 
latches is the small force required to release the free trip 
mechanism when the circuit breaker is switched off, 
which is associated with its velocity. This leads to 
significant specific mechanical loads on the mechanical 
element, which in turn reduces the reliability of the circuit 
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breaker. In addition, electromagnetic and spring-motor 
actuators are complex and require qualified service. 

One way to solve these problems is to create an 
actuator based on monostable (Fig. 2,a) or bistable 
(Fig. 2,b) polarized electromagnets with highly coercive 
permanent magnets, which provide reliable fixation of 
contacts in extreme positions, consuming energy only in 
transient modes. The advantage of such electromagnets is 
the simplicity of design and reliability. 

 
а 

 
b 

Fig. 2. Sketches of monostable (a) and bistable (b) electromagnets 
 

The designs of shown in Fig. 2 electromagnets are 
similar. Each includes a movable armature (1), a 
ferromagnetic shunt (2), a winding (3), a winding frame (4), 
a core (5), a housing (6), permanent magnets (7) located 
along the inner perimeter of the housing, and a base (8). In 
the design of a bistable electromagnet, a non-magnetic rod, 
which is connected to the movable contacts through the shaft 
levers, also connects the upper and lower armatures, which 
ensures synchronization of the movement of the armatures 
when the electromagnet is triggered (not shown in Fig. 2). 
The main differences of these electromagnets are as follows: 

 in a bistable electromagnet, armature fixation in two 
extreme positions is provided by permanent magnets, and 
in a monostable one – by permanent magnets (on) and a 
spring (off); 

 a change in the position of the armature in a bistable 
electromagnet occurs due to a change in the direction of 
the current in the winding (polarized electromagnet), in a 
monostable one – by applying voltage to the additional 
winding. 

The design and operation principle of a monostable 
electromagnet (Fig. 2,a) are considered in [6, 7]. The 
disadvantages of its design include: 

 the charge voltage of the capacitor of the control 
winding circuit of a monostable electromagnet is 380-400 V, 
which is unsafe for maintenance personnel; 

 significant (in relation to the dimensions of the 
circuit breaker) dimensions; 

 the presence of two windings (on and off); 
 a significant amount of permanent magnets, which 

increases the cost of the electromagnet. 
These shortcomings are the reason for the 

development of a new design of a bistable polarized 
electromagnet (Fig. 2,b) [8]. 

Thus, the goal of the paper is to create a mathematical 
multiphysics model for calculating the dynamic parameters 
of a bistable electromagnet based on highly coercive 
permanent magnets with improved characteristics for 
medium voltage vacuum circuit breakers. In addition, in the 
course of experimental studies, it is necessary to verify the 
adequacy of the created model. 

Problem definition. As mentioned above, a 
monostable electromagnet has several disadvantages. 
Therefore, when designing and studying a bistable polarized 
electromagnet, the following tasks are formulated: 

 to reduce the size and mass of the magnetic system; 
 to reduce the mass of highly coercive permanent 

magnets used, which will reduce the cost of the electromagnet; 
 to reduce the charge voltage of the capacitor to a 

practically safe value of 100-110 V, while ensuring reliable 
operation of the circuit breaker (when the touch voltage 
decreases from 400 V to 100 V, the total resistance of the 
human body along the path «armarm» increases by about 
2.7 times – from about 1300  to about 3500 , and the 
direct current through the human body decreases by about 11 
times – from about 310 mA to about 28 mA (see Fig. 2.2 on 
p. 102 in [1]), which makes a contact scenario almost safe); 

 to ensure high thermal stability of the circuit breaker 
due to the holding force of the bistable electromagnet 
armature with permanent magnets of at least 6.5 kN. 

The design shown in Fig. 2,b [8] is obtained on the 
basis of numerous preliminary calculations and studies. 
For the final decision on the parameters of the prototype, 
comparative calculations of the dynamic characteristics of 
a bistable polarized electromagnet with a monostable one 
have been carried out. Also, experimental studies of the 
new actuator have been carried out when it was installed 
in a vacuum circuit breaker. All calculations are carried 
out with the same parameters of the opposing force, the 
mass of contacts, levers and traction insulators, the 
mechanical work of the forces opposing the movement 
(the same armature stroke and contact failure) and the 
specific characteristics of permanent magnets (coercive 
force and residual magnetic flux density). 

The multiphysics model of the actuator given in [6, 9] 
is based on the Maxwell equations and written in terms of the 
magnetic vector potential for a nonlinear conducting moving 
medium taking into account the field of permanent highly 
coercive magnets with boundary conditions – the zero value 
of the magnetic vector potential at the remote boundary and 
the axial component of the field on the axis of symmetry. The 
problem is solved by the Finite Element Method in 
axisymmetrical formulation, and for discretization in time 
domain the implicit multistep Adams-Moulton method of the 
4th order with adaptive selection of time step values is used. 
The PDE system solved to obtain electromagnetic field 
distribution is supplemented by a separate system of 
nonlinear equations of the discharge circuit of the storage 
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capacitor and a system of nonlinear equations of motion 
[6, 9], the form of which is determined by the electrical circuit 
for connecting the winding to the energy source and the 
kinematics of the mechanical system under consideration. In 
the calculations, all moving masses and the opposing force 
are reduced to the armature of the electromagnet. Since the 
calculation is carried out in the COMSOL Multiphysics code, 
the assumptions made during the calculation are minimal: the 
frictional forces in the bearings (axes) and the change in the 
resistance of the winding as a result of heating due to their 
smallness are not taken into account. The calculation consists 
of two stages: static calculation and dynamic one. To 
calculate the dynamics, the initial data are the results of a 
static calculation. 

The nature of the movement is significantly affected 
by a change in the reduced mass of the armature (Fig. 3), 
which is associated with the closure of contacts at the 
moment of impact. Assuming that the impact is inelastic 
and «stretched» it in time by 0.4 ms, we can write:  

s
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ss 111
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dv
mv

ds
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dt
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dt
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where m is the mass reduced to armature; v is the velocity 
of movement; s is the armature displacement; s1


is the 

directional unit vector. 

 
Fig. 3. Change in mass (a) and its derivative (b) as functions of 

the displacement at the moment of the contacts touch 
 

Table 1 shows the parameters of the windings of the 
electromagnets and the supply circuit. The initial voltage 
at the capacitor Uc0 is chosen as the minimum voltage for 
the operation of electromagnets.  

Table 1 
Parameters of electromagnet windings and supply circuit 

Parameter Monostable Bistable 
Uc0, V 400 105 

number of turns w 700 270 
R,  19 1.53 
С, µF 10000 60000 

 

The results of a comparative calculation of the 
dynamic characteristics of actuators. The results of 
calculating the movement of the armature of the 
electromagnets as a function of time when switched on 
are shown in Fig. 4, and the results of calculating the 
driving force (it means the difference between the traction 
force developed by the electromagnets and the opposing 
force) as a function of time – in Fig. 5. 

From the graphs it follows: the increase in the total 
force of a monostable electromagnet occurs more quickly, 

which, combined with a slightly lower mass of the 
armature and a smaller time constant determines its higher 
velocity. The graphs show a significant decrease in the 
driving force at the moment of the contacts touch. 

 
Fig. 4. Displacement of the armature of monostable (a) and 

bistable (b) electromagnets as a function of time 

 
Fig. 5. Comparative characteristics of the driving force F created 

by monostable (a) and bistable (b) electromagnets 
 

The influence of changes in the reduced mass during 
the movement of the system is illustrated by the velocity 
graphs (Fig. 6), which show its jump at the moment of 
contact closure. In this case, the kinetic energy of the 
remaining moving parts of the actuator (armature, levers, 
contact holder) increases which should be enough to 
overcome the area in which the driving force is negative. 
Otherwise, the system may «freeze». 

It is advisable to carry out a further comparative 
analysis by the magnetizing force of the windings, which is 
shown in Fig. 7. The winding currents are presented in Fig. 8. 

With almost the same magnetizing force of the 
windings (the opposing characteristic is the same), the 
currents of electromagnets vary significantly due to 
different winding data (windings sizes, wire diameter, 
number of turns, etc.). 

 
Fig. 6. Velocity of the armature movement of the monostable (a) 

and bistable (b) electromagnets 
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It should be noted that the graphs of currents allow 
to evaluate the actuator operating parameters [4]. 

 
Fig. 7. Magnetizing force of the monostable (a) and bistable (b) 

electromagnets 

 
Fig. 8. Currents of windings of the monostable (a) and  

bistable (b) electromagnets 
 

The minimum of the current curve approximately 
corresponds to the actuator operating time, and the current 
fluctuation in the winding circuit means a possible 
«freezing» of the drive mechanism, which is 
unacceptable, since it causes the circuit breaker contacts 
to not switch on completely, leading to an accident. Such 
a case is shown in Fig. 9 (solid line is the touch line of the 
contacts) when the capacitor charge voltage Uc0 in 
calculation is insufficient for the actuator to operate. 

 
Fig. 9. Current and stroke of the armature during emergency 

switching on of the electromagnet: 
a – winding current; b – electromagnet armature stroke 

 
From Fig. 9 it follows that before reaching its final 

position, the electromagnet armature, levers, traction 
insulators and contacts started the reverse movement and 
passed the touch point of the contacts in the opposite 
direction. Then the contacts opened, the opposing force 
decreased (see Fig. 1), and the contacts again began to move 

in the direction of closure, «hanging» at the point of contact. 
This means that when short circuit current is switched on, the 
contacts and vacuum chambers can be damaged as a result of 
burning on the contacts of a powerful electric arc. Closing 
the contacts of the circuit breaker with small contact pressure 
is a serious accident, significantly reducing the thermal 
stability of the circuit breaker both during the flow of rated 
and emergency currents.  

Since the function of switching an electric circuit by 
a circuit breaker assumes both connecting consumers to 
energy sources and disconnecting them from these 
sources, the next step is to study the process of 
disconnecting a load by a circuit breaker. Figure 10 shows 
the time dependence of the armature displacement of a 
new bistable electromagnet during switching off. 

 
Fig. 10. Dependence of the displacement of the armature of the 

electromagnet during switching off 
 

An analysis of this dependence shows that the 
breaker contacts open in about 7 ms, and the off process 
takes place within 16-17 ms which is approximately two 
times faster than switching on (Fig. 4,b and Fig. 10). 

Of interest is also the form of the total force acting on 
the armature of the electromagnet which is shown in Fig. 11.  

 
Fig. 11. The total force acting on the armature of an 

electromagnet when switched off as a function of time 
 

The velocity graph is shown in Fig. 12. As follows 
from the graph, at the moment of opening the contacts, 
the velocity of the system decreases due to the attachment 
to the armature of the mass of contacts, levers and traction 
insulators. 

Indicative is the graph of the current in the winding 
circuit, which, due to the counter-EMF of armature 
movement, takes negative values, i.e. recharges the 
capacitor (see Fig. 13). 
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Fig. 12. The electromagnet armature velocity during switching off 

 
Fig. 13. Winding current change during switching off 

 
This follows from the fact that, according to Ohm law 

r

EU
i


 c ,                                  (2) 

where Uc is the voltage on the capacitor; E is the counter-
EMF of movement; r is the resistance of the winding and 
connecting wires. 

But at the same time 
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w

dt

d
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                    (3) 

where w is the number of turns;  is the magnetic flux; 
s is the displacement of the armature; v is the velocity. 

Therefore, if the velocity is high, then the counter-
EMF can be larger in magnitude than the voltage on the 
capacitor. In this case, the current will be negative. 

It should be noted that due to the opposing springs, 
the magnetizing force sufficient to switch off is 
approximately 1.5 kA, while to switch on is about 10 kA. 
Figure 14 shows the nature of the change in voltage on 
the capacitor during switching off.  

 
Fig. 14. Capacitor voltage change during switching off 

As follows from Fig. 14, due to the large capacitance, 
the voltage during the switching off time of about16 ms 
varies slightly (by less than 1 V), and the decrease in voltage 
during the total switch on duration is about 20 V). 

This gives grounds to assert that the standard 
operation OFF-ON-OFF will be successfully performed 
provided that the energy source (capacitor) is 
disconnected from the electromagnet winding in a timely 
manner using, for example, the position sensor when the 
circuit breaker changes its state. 

An experimental study of the developed design of 
a bistable electromagnet. For experimental studies, a 
prototype bistable electromagnet has been manufactured, 
which is installed in the casing of a vacuum circuit 
breaker. A capacitor bank is used as the power source of 
the electromagnet, and the electric circuit is closed to the 
winding of the electromagnet and is not turned off until 
the capacitor bank is completely discharged. 

Figure 15 shows the oscillogram of the switching on 
of the electromagnet at Uc0 = 105 V.  

Figure 16 shows the oscillogram of the switching off 
of the electromagnet at Uc0 = 60 V. 

 
Fig. 15. The oscillogram of the switching on of a bistable 

actuator, where the horizontal time scale is 5 ms/div; the vertical 
current scale is 10 A/div 

 
Fig. 16. The oscillogram of the switching off of a bistable 

actuator, where the horizontal time scale is 5 ms/div; the vertical 
current scale is 10 A/div 

 
A comparative analysis of the calculated and 

experimental temporal characteristics of the bistable 
actuator is shown in Table 2, where Imax is the first 
maximum of the current of the electromagnet winding.  

 

Table 2 
Comparative analysis of calculated and experimental temporal 

characteristics of a bistable actuator 
 Switching on Switching off 
 Calculation Experiment Calculation Experiment

Imax, A 39.0 43.0 3.6 4.0 
t, ms 38.0 38.0 9.5 16.0 

 

The discrepancy between the experimental and 
calculated data (especially in time during the switching 
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off process) can be for various reasons, the most likely of 
which are the following: 

 uncertainty of the electrical resistivity of the material 
of the magnetic circuit; 

 parameters of permanent magnets; 
 friction forces in hinges and bearings; 
 change in contact failure due to repeated switching 

operations, etc. 
The uncertainty of the electrical resistivity of the 

material of the magnetic circuit is the dominant factor, 
which is confirmed by the results of studies in [10]. 

During testing, with insufficient capacitor charge 
voltage, the electromagnet did not switch on completely, at 
which the armature became «stuck» at the value of the 
failure. The oscillogram of this process is shown in Fig. 17, 
which confirms the data obtained by calculation (see Fig. 9). 

 
Fig. 17. The process of fuzzy switching on of an electromagnet 

 
Comparative mass and dimensional characteristics 

of monostable and developed bistable electromagnets are 
presented in Table 3. 

Table 3 
Comparative mass and dimensional characteristics of electromagnets 

 Monostable Bistable 
Diameter, mm 150 140 
Height, mm 110 90 

Electromagnet mass, kg 11.5 8.63 
Copper mass, kg 0.44 0.73 

Permanent magnets mass, kg 0.49 0.33 
 

Conclusions. 
1. The created mathematical multiphysics model 

allows to determine the basic dynamic parameters of a 
bistable electromagnet: switching on and switching off 
times, armature velocity, etc. 

2. The developed design of a bistable electromagnet, 
compared with the known monostable design, has outer 
diameter smaller by 6.7 %, lower by 18.2 % height, 
which, in this case, is a decisive factor for a limited space 
inside the housing of the vacuum circuit breaker. The 
mass of the new electromagnet is also decreased by 25 %. 

3. The analysis of static traction characteristics with 
de-energized windings in the drawn position of the 
armature gives the following values: the well-known 
monostable electromagnet – 8.5 kN; a new developed 
bistable electromagnet – 6.9 kN with the required 6.5 kN. 
The force of 8.5 kN is unreasonably high for this type of 
circuit breaker. Such a load requires strengthening of the 
circuit breaker housing, drive rods and shaft. From this 
point of view, the developed bistable electromagnet is 
more preferable. 

4. The ratio of the holding force to the total mass of the 
electromagnet in the new design is 800 N/kg, while for a 

monostable electromagnet this indicator is 740 N/kg. At 
the same time, the mass of the permanent magnets 
decreased by 32.6 %. 

5. Since the switching off time of the actuators is 
mainly determined by the force of the opposing springs, 
the difference in switching off time is insignificant. The 
switching off time is 16 ms, and the switching on time is 
37 ms, which is comparable to the switching on time of 
the vacuum circuit breakers manufactured by ABB. 
Therefore, the result obtained for the developed bistable 
electromagnet is completely acceptable. 

6. The results of investigations allow to talk about the 
prospects of using the developed design of the 
electromagnet as an actuator of medium voltage vacuum 
circuit breakers. 
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МОДЕЛЮВАННЯ ДИНАМІЧНИХ РЕЖИМІВ АСИНХРОННОГО ЕЛЕКТРОПРИВОДУ 
ПРИ ПЕРІОДИЧНОМУ НАВАНТАЖЕННІ 
 
Розроблено математичні моделі і алгоритми, з використанням яких складені програми розрахунку перехідних проце-
сів і усталених режимів асинхронних електроприводів, які працюють в режимі періодичної зміни навантаження. В їх 
основу покладено математичну модель асинхронного двигуна, розроблену на основі теорії кіл і зображувальних векто-
рів електричних координат, в якій враховується насичення магнітопроводу і витіснення струму в стержнях коротко-
замкненого ротора. Внаслідок змінного навантаження на валу двигуна електромагнітні процеси як в перехідних, так і 
усталених режимах в будь-якій системі координат описуються системою нелінійних диференціальних рівнянь. В 
роботі використано систему ортогональних координатних осей x, y, яка обертається з довільною швидкістю. Для 
обчислення електромагнітних параметрів двигуна використовуються характеристики намагнічування основним 
магнітним потоком, а також потоками розсіювання статора і ротора. Для урахування витіснення струму в стерж-
нях ротора короткозамкнена обмотка подається у вигляді багатошарової структури, утвореної розбиттям стерж-
нів по висоті на кілька елементів. Усталений періодичний режим розраховується методом розв’язування крайової 
задачі, розробленим на основі апроксимації координат кубічними сплайнами, що дає змогу отримати їх періодичні 
залежності в позачасовій області і розраховувати статичні характеристики як залежності від параметрів циклу 
періодично-змінного навантаження або інших координат. Бібл. 9, рис. 4. 
Ключові слова: асинхронний двигун, періодичне навантаження, математична модель, усталений динамічний ре-
жим, перехідний процес, крайова задача, резонанс, статичні характеристики, насичення магнітопроводу, витіс-
нення струму. 
 
Разработаны математические модели и алгоритмы, с использованием которых составлены программы расчета пе-
реходных процессов и установившихся режимов асинхронных электроприводов, которые работают в режиме перио-
дического изменения нагрузки. В их основу положено математическую модель асинхронного двигателя, разработан-
ную на основе теории цепей и изображающих векторов электрических координат, в которой учитывается насыще-
ние магнитопровода и вытеснение тока в стержнях ротора. Вследствие переменной нагрузки на валу двигателя эле-
ктромагнитные процессы как в переходных, так установившихся режимах в любой системе координат описываются 
системой нелинейных дифференциальных уравнений. В работе используется система ортогональных осей x, y, кото-
рая вращается с произвольной скоростью. Для вычисления электромагнитных параметров двигателя используются 
характеристики намагничивания основным магнитным потоком, а также потоками рассеивания статора и рото-
ра. Для учета вытеснения тока в стержнях ротора короткозамкнутая обмотка представляется в виде многослой-
ной структуры, образованной разделением стержней по высоте на несколько элементов. Установившийся периоди-
ческий режим рассчитывается методом решения краевой задачи, разработанным на основе аппроксимации коорди-
нат кубическими сплайнами, что дает возможность получить периодические зависимости во вневременной области 
и рассчитать статические характеристики как зависимости от параметров цикла периодически изменяющейся 
нагрузки или других координат. Библ. 9, рис. 4. 
Ключевые слова: асинхронный двигатель, периодическая нагрузка, математическая модель, установившийся дина-
мический режим, переходный процесс, статические характеристики, резонанс, насыщение магнитопровода, вытес-
нение тока. 
 

Вступ. В сучасних умовах розвитку науки і тех-
ніки проблема розроблення асинхронних електро-
приводів потребує нових підходів до їх практичної 
реалізації, які можна зреалізувати лише на основі 
розроблення адекватних математичних моделей сис-
тем електроприводів, які адаптовані до умов їх екс-
плуатації. Їх використання дає змогу не тільки пра-
вильно вибрати необхідний асинхронний двигун 
(АД), але й розробити систему керування, за якої 
двигун, працюючи в даних умовах, забезпечував би 
максимально можливу ефективність системи елект-
роприводу в цілому. 

Сучасні заводські методики дають змогу спроек-
тувати АД, який з високою вірогідністю буде відпові-
дати технічним умовам роботи в усталеному номіна-
льному режимі з незмінним навантаженням. Такі роз-
рахунки зазвичай виконують з використанням класи-
чних заступних схем [1, 2], однак для розрахунку ди-
намічних режимів класичні заступні схеми не придат-

ні, а різні їх адаптації потребують перевірки для кож-
ного конкретного випадку. 

В практиці експлуатації АД використовують не 
тільки для приводу механізмів, які працюють з не-
змінним механічним моментом навантаження, але й 
для приводів з періодичним повторно-короткочасним 
навантаженням [3, 4]. Тривалість циклу періодичного 
повторно-змінного навантаження T складається з двох 
частин: тривалості дії імпульсу навантаження і паузи 
Зокрема, для повторно-короткочасного режиму робо-
ти (S3) тривалість дії імпульсу навантаження, вира-
жають у відсотках до тривалості повного циклу. Ста-
ндартними вважаються тривалості вмикання ТВ = 15; 
25; 40; 60 %, (наприклад, S3 –25 %; S3 – 40 %), при-
чому тривалість циклу встановлюється рівною 10 
хвилин [5]. Промисловість випускає АД для роботи в 
різних, визначених стандартом режимах типу S3. Ви-
бір потужності електродвигуна для повторно-
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короткочасного режиму роботи S3 може бути викона-
ний для еквівалентної потужності чи моменту для за-
даного графіка навантаження. Знаючи потужність АД 
за каталогом для двигунів, призначених для роботи в 
конкретному режимі S3, можна вибрати двигун, який 
необхідно перевірити на відповідність пускового мо-
менту, перевантажувальної здатності та нагрівання [4]. 

В повторно-короткочасному режимі можуть пра-
цювати як стандартні двигуни, що призначені для 
тривалого режиму, так і двигуни, спеціально призна-
чені для повторно-короткочасного режиму. Зрештою, 
часто значення тривалості вмикання АД не відпові-
дають стандартним. Виникає потреба у всебічному 
дослідженні роботи двигуна в умовах заданого робо-
чим механізмом періодичного моменту навантаження, 
що можна здійснити за допомогою математичного 
моделювання.  

Метою роботи є розроблення математичних мо-
делей для аналізу динамічних режимів асинхронних 
двигунів, які працюють в умовах періодично-змінного 
навантаження. 

Математична модель для розрахунку перехід-
них процесів. Для аналізу роботи електроприводів, 
які працюють в динамічних режимах математичні 
моделі АД, побудовані на основі заступних схем або 
лінійних диференціальних рівнянь (ДР) можуть вико-
ристовуватись лише для наближених розрахунків. 
Оскільки електромагнітний момент. визначається по-
токозчепленнями і струмами контурів двигуна, то 
неточність їх визначення призводить до неточності 
розрахунку механічної характеристики [1, 2]. Зокре-
ма, на значення індуктивних опорів обмоток суттєво 
впливає насичення магнітопроводу, зміна активних 
опорів обмотки ротора внаслідок витіснення струму. 
Врахування їх в динамічних режимах за допомогою 
відповідних коефіцієнтів [2] не гарантує достовірності 
результатів розрахунку, особливо для глибокопазних 
двигунів.  

Об’єктом дослідження є АД з короткозамкненою 
обмоткою ротора, який живиться від трифазної мере-
жі з симетричною системою напруг. Для аналізу елек-
тромагнітних процесів в АД використовується мате-
матична модель, створена з використанням ортогона-
льних координатних осей, яка дає змогу здійснити 
розгляд процесів шляхом комп’ютерного моделюван-
ня з урахування як насичення, так і витіснення струму 
в стержнях короткозамкненої обмотки ротора з міні-
мальним обсягом обчислень. Для врахування наси-
чення використовуються характеристики намагнічу-
вання основним магнітним потоком і потоками розсі-
ювання, а для врахування витіснення струму стержні 
розділяються по висоті на n шарів (2  n  5), внаслі-
док чого на роторі отримуємо n обмоток, які охоплені 
різними магнітними потоками розсіювання. В основу 
алгоритмів розрахунку покладено математичну мо-
дель АД в осях x, y, розроблену на основі теорії зо-
бражувальних векторів [7], що дає змогу розглядати 
процеси в АД на основі теорії кіл. 

Динаміка руху ротора АД, що працює в режимі 
періодично-змінного навантаження, описується сис-

темою ДР електромеханічної рівноваги, яка в системі 
ортогональних осей x, y з урахуванням розділення 
кожного стержня по висоті на n елементарних, а та-
кож за умови спрямування зображувального вектора 
напруги живлення уздовж осі x, що зазвичай практи-
кується, матиме вигляд 
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де індексами sx, sy позначено належність потокозчеп-
лень (), струмів (i) та активних опорів (r) до відпові-
дних контурів статора; а 1x,...,nx, 1y,...,ny – ротора; 
Um, 0 – амплітудне значення та кутова частота фазної 
напруги живлення обмотки статора; ω – кутова швид-
кість обертання ротора; J – момент інерції рухомих 
частин електроприводу, приведений до валу АД; p0 – 
кількість пар полюсів. 

Для моделювання повинна бути відома наванта-
жувальна діаграма механізму. Зважаючи на те, що 
часова залежність моменту навантаження є періодич-
ною, необхідно представити її у вигляді закону зміни, 
який відповідає повному циклу у вигляді 
Mc(t) = Mc(t + T), де T – період.  

Алгоритм розрахунку характеристик. Якщо 
АД працює в одному із стандартних режимів (повний 
цикл 10 хв.), то за такий час перехідний процес прак-
тично закінчується, і для повного аналізу роботи дви-
гуна достатньо розрахувати перехідний процес впро-
довж періоду. Це можна здійснити, інтегруючи сис-
тему ДР (1) числовим методом [6]. 

До системи ДР (1) входять 2 + 2n рівнянь елект-
ричної рівноваги і одне рівняння динаміки ротора. 
Отже під час розрахунку перехідного процесу необ-
хідно на кожному крокові (підкрокові) обертати мат-
рицю того ж порядку. З метою скорочення обсягу об-
числень виконаємо редукцію системи ДР (1), виходя-
чи з наступних міркувань.  

Потокозчеплення кожного контуру АД згідно з 
прийнятими допущеннями складається з суми  

jjj     

робочого потокозчеплення j, яке нелінійно залежить 
від струмів усіх контурів, і потокозчеплення розсію-
вання j, яке має лінійну залежність відповідно тіль-
ки від струмів статора або тільки ротора. Крім того, 
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потокозчеплення, зумовлені основним робочим пото-
ком, і потокозчеплення шліцевого розсіювання для 
всіх контурів ротора, розташованих по осі x, рівні між 
собою. Те ж саме стосується і аналогічних контурів, 
розташованих по осі y. Сказане дає змогу розділити 
рівняння електричної рівноваги системи ДР (1) на дві 
частини, виділивши в ній лінійну частину. Для цього 
необхідно замінити 5-е рівняння різницею 5-го і 3-го, 
6-е рівняння – різницею 6-го і 4-го і т.д. Перша з них 
має четвертий порядок  
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Запишемо ці дві системи у вигляді  
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Визначаємо похідну з рівняння (2) 
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в якому від насичення залежать лише елементи мат-
риць A11 та A12. Це дає змогу один раз обчислити еле-

менти матриць 1
22
A  і 21A  і використовувати їх для 

визначення на кожному крокові інтегрування похідної  
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Отже, достатньо один раз обернути матрицю 
2(п–1) порядку, а на кожному крокові інтегрування 
обертати матрицю 4-го порядку. Виведені формули 
дають змогу чисельним методом звести до форми 
Коші систему (2) ДР електричної рівноваги контурів 
АД. 

Потокозчеплення контурів визначаються на ос-
нові використання кривих намагнічування основним 
магнітним потоком µ та потоками розсіювання об-
моток s статора та r ротора 

   i ,  sss i   ,  rrr i   , 

де  

   22
rysyrxsx iiiii  ; 

22
sysxs iii  ;       22

ryrxr iii  . 

Струми контурів ротора визначаються як сума 
струмів n елементів стержня. 
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Математична модель для розрахунку устале-
ного динамічного режиму. З метою скорочення ви-
кладення алгоритму розрахунку усталеного динаміч-
ного режиму запишемо систему ДР (1) у вигляді век-
торного рівняння вигляду  
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матриця диференціальних індуктивностей АД в коор-
динатних осях x, y [7];  
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В усталеному режимі системи електроприводу 
при періодичній зміні моменту навантаження 
M(t) = M(t + T) потокозчеплення, струми, швидкість 
обертання ротора, електромагнітний момент тощо 
змінюються за періодичними законами. Задача розра-
хунку періодичного режиму полягає у визначенні цих 
залежностей. Розв’язком системи рівнянь (3) є пері-
одичні залежності компонент вектора    Ttxtx 


. 

Розрахунок їх методом усталення неефективний з ба-
гатьох міркувань. Зокрема, нераціонально витрачаєть-
ся машинний час, а якщо процес установлюється над-
то повільно, то коливання в момент часу t мало відрі-
зняються від таких для моменту часу t + T, тому ви-
никає проблема визначення моменту закінчення пере-
хідного процесу. І, нарешті, метод усталення практи-
чно непридатний для оптимізаційних розрахунків. 

Найбільш ефективним підходом до розрахунку 
усталеного періодичного режиму є розгляд задачі як 
крайової [7], що дає змогу отримати періодичні зале-
жності координат в позачасовій області, тобто не 
вдаючись до розрахунку перехідного процесу. Для 
цього систему континуальних ДР (1) необхідно звести 
до дискретних, які є точковим відображенням залеж-
ностей координат на періоді повторюваності процесу. 
В літературі відомо багато методів алгебризації, які 
мають як позитивні, так і негативні сторони: різнице-
ві, колокації, у тому числі й тригонометричної, дифе-
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ренціальних перетворень тощо. Розроблений в [8] 
метод, заснований на сплайн-апроксимаціях коорди-
нат, дає змогу формалізувати процес алгебризації і, 
крім того, є чисельно стійким. Він дає змогу отримати 
неперервні залежності координат на періоді на основі 
отриманих в результаті розрахунку їх дискретних 
значень у вузлах сітки на періоді. Зауважимо, що сіт-
ку вузлів можна брати рівномірною. В отриманій 
шляхом апроксимації змінних системі алгебричних 
рівнянь невідомими є значення координат в m вузлах 
періоду. В результаті з урахуванням періодичних кра-

йових умов    TtYtY 


,    TtXtX 


 отримаємо 

систему m×(2n+3) нелінійних алгебричних рівнянь, 
яку можна подати у вигляді векторного рівняння 

   XYZHXY


,1 ,                         (4) 

в якому H – квадратна матриця розміру m(3+2n) перехо-
ду від неперервної зміни координат до їх вузлових зна-
чень, елементи якої визначаються лише кроком сітки [8]; 

 myyY





,,1 ,  mzzZ





,,1 ,  mxxX





,,1  –  

вектори, складені зі значень векторів y


, x
 , z


 в m 

вузлах періоду. 

Визначивши з рівняння (4) вектор X


, можна по-
будувати періодичні залежності всіх координат, у то-
му числі й електромагнітного моменту, потужності 
тощо.  

Безпосереднє застосування ітераційного методу 
до розв’язування системи (4) практично неможливе з 
причини розбіжності ітераційного процесу. Надійним 
методом розв’язування задачі є метод продовження 
по параметру [9]. Однак в системі нелінійних алгеб-
ричних рівнянь є дві збурюючі дії: прикладена напру-

га – вектор  muuU





,,1  і вектор вузлових значень 

моменту навантаження –  mffF





,,1 . Нарощувати 

їх одночасно неможливо, тому задача розв’язується у 
два етапи, суть яких полягає в почерговому їх наро-
щуванні пропорційно деякому параметру. Спочатку 
нарощуємо прикладену напругу, а потім, приймаючи 
її незмінною, нарощуємо вузлові значення прикладе-
ного моменту. Це дає змогу визначити часові залеж-
ності координат в усталеному періодичному режимі 
роботи АД при заданому законі зміни прикладеного 
моменту.

 

Алгоритм розрахунку усталеного режиму є осно-
вою для розрахунку статичних характеристик, які 
можна отримати як послідовність усталених режимів, 
розрахованих при сукупності значень координати, яку 
прийнято за незалежну змінну, якою може бути будь-
яка величина: момент інерції, щілинність імпульсів 
моменту навантаження; співвідношення між триваліс-
тю імпульсу і паузою, частота імпульсів, максимальне 
і мінімальне значення моменту, тривалість періоду 
тощо. Крім того, при циклічному навантаженні мож-
ливий механічний резонанс, який можна виявити ма-
тематичним моделюванням. 

Задача розрахунку статичних характеристик мо-
же бути розв’язана диференціальним методом, суть 
якого полягає в диференціюванні алгебричного 
рівняння (4) по незалежній змінній, наприклад  , як 
параметру. В результаті диференціювання отримуємо 
нелінійну систему ДР вигляду 

 



Z

d

Xd
A



.                              (5) 

Статичну багатовимірну характеристику як зале-
жності періодичних кривих від незалежної змінної  
отримаємо в результаті інтегрування системи (5) по 
параметру . Початкові умови необхідно прийняти ті, 
що отримані в результаті виконання першого етапу 
розрахунку при заданій напрузі живлення. На кожному 
крокові інтегрування результат можна уточнити мето-
дом Ньютона. Під час інтегрування, а також ітерацій-
ного уточнення необхідно визначати диференціальні 
індуктивності контурів як нелінійні функції струмів.  

Результати досліджень. Нижче наведено при-
клади результатів розрахунку, виконаних з викорис-
танням викладених вище алгоритмів. на прикладі АД 
з короткозамкненим ротором 4AP160S4Y3 
(P = 15 кВт, U = 220 В, I = 29,9 А, p0 = 2). 

На рис. 1 наведено часові залежності відносних 
значень електромагнітного моменту (рис. 1,a) і діючо-
го значення струму (рис. 1,b) в перехідному процесі 
під час пуску АД, з циклічним навантаженням, в яко-
му момент навантаження змінюється з періодом 
Т = 0,16 с в межах від холостого ходу до номінально-
го значення, момент інерції J = 0,5 кгм 2, а щілинність 
становить 60 %, а на рис. 2 – ті самі залежності, але 
при меншому моментові інерції J = 0,1 кгм 2. 

 

           
                                                       a                                                                                                     b 

Рис. 1
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                                                      a                                                                                                       b 

Рис. 2 
 

На рис. 3, 4 наведено приклад розрахованих ви-
кладеним у статті методом розв’язування крайової 
задачі періодичних кривих струму, електромагнітного 

моменту та моменту навантаження, які відповідають 
зображеним на рис. 2 аналогічним залежностям в 
усталеному режимі. 

 

           
                                                           a                                                                                                b 
Рис. 3. Періодичні залежності (показано два періоди) відносних значень моменту навантаження (Mc

*), електромагнітного 
(Me

*) і струму (I*), розраховані при значенні моменту інерції J = 0,1 кгм 2 методом розв’язування крайової задачі 
 

 
Рис. 4. Залежність електромагнітного моменту двигуна: 

від відносного значення тривалості періоду зміни наванта-
ження (в точці Ti/Te = 0,16 має місце механічний резонанс) 

 
Висновки.  

1. Розроблені методи розрахунку і відповідні алго-
ритми дають змогу за допомогою математичного мо-
делювання здійснювати аналіз роботи асинхронних 
двигунів з короткозамкненим ротором з урахуванням 
насичення та витіснення струмів у стержнях ротора 
при різних законах зміни періодичного навантаження. 

2. Алгоритм розрахунку усталених періодичних 
режимів при циклічному навантаженні дає змогу 
отримати періодичні залежності координат в позача-
совій області, чим забезпечується висока швидкодія. 

3. Розроблені математичні моделі можуть бути ви-
користані для проектування і аналізу роботи електро-
приводів з періодичним навантаженням. 

 
СПИСОК ЛІТЕРАТУРИ 

1. Вольдек А.И., Попов В.В. Электрические машины. 
Машины переменного тока: учебник для вузов. – СПб.: 
Питер, 2010. – 350 с. 
2. Сафарян В.С., Геворгян С.Г. Определение параметров 
схемы замещения асинхронной машины. Энергетика. Из-
вестия высших учебных заведений и энергетических объе-
динений СНГ, 2015, № 6, С. 20-34. 
3. Рогаль В.В., Капштик В.С. Компенсація реактивної по-
тужності в повторно-короткочасних режимах роботи. Елек-
троніка і зв’язок. Тематичний випуск «Електроніка і нано-
технології», 2011, № 3, С. 101-108. 
4. Петрушин В.С, Плоткин Ю.Р, Еноктаев Р.Н., Бендахман 
Бухалфа. Разработка энергоэффективного электропривода 
для перемежающегося режима работы. Вісник НТУ «ХПІ». 
Серія «Проблеми автоматизованого електроприводу. Тео-
рія і практика», 2019, № 16 (1341), С. 70-79. doi: 
10.20998/2079-8024.2019.16.13. 



14 ISSN 2074-272X. Електротехніка і Електромеханіка. 2020. №3 

5. Петухов С.В., Кришьянис М.В. Электропривод про-
мышленных установок: учебн. пособие. – Архангельск: 
С(А)ФУ, 2015. – 303 с. 
6. Хрисанов В.И. Анализ переходных процессов при раз-
личных способах пуска асинхронных двигателей. Технічна 
електродинаміка. Тематичний випуск «Електропривод», 
2000, С. 24-27. 
7. Фильц Р.В. Математические основы теории электроме-
ханических преобразователей. – К.: Наукова думка, 1979. – 
208 с.  
8. Маляр В.С., Маляр А.В. Математическое моделирова-
ние периодических режимов работы электротехнических 
устройств // Электронное моделирование. – 2005. – Т. 27. – 
№3. – С. 39-53. 
9. Жулин С.С. Метод продолжения решения по параметру 
и его приложение к задачам оптимального управления. Вы-
числительные методы и программирование, 2007, Т. 8, № 2, 
С. 205-217. 

 
REFERENCES 

1. Voldek А.I., Popov V.V. Elektricheskiye mashiny. Mashiny 
peremennogo toka [Electric machines. AC machines]. Saint 
Petersburg, Piter Publ., 2010. 350 p. (Rus). 
2. Safaryan V.S., Gevorgyan S.G. Ascertainment of the 
equivalent circuit parameters of the asynchronous machine. 
Energetika. Proceedings of CIS higher education institutions 
and power engineering associations, 2015, no. 6, pp. 20-34. 
(Rus). 
3. Rogal V.V., Kapshtik V.S. Reactive power compensation in 
intermittent duties. Electronics and Communication. Thematic 
issue «Electronics and Nanotechnology», 2011, no. 3, pp. 101-
108. (Ukr). 
4. Petrushin V.S., Plotkin J.R., Yenoktaiev R.N., Bendahmane 
Boukhalfa. Development of energy–efficient asynchronous elec-
tric drive for intermittent operation. Bulletin of the National 
Technical University «KhPI». Series: Problems of automated 
electrodrive. Theory and practice, 2019, no. 16 (1341), pp. 70-
79. doi: 10.20998/2079-8024.2019.16.13. 
5. Petuhov S.V., Krishyanis M.V. Elektroprivod promyishlen-
nyih ustanovok [Electric driver industrial-scale plants]. Ark-
hangelsk, S(A)FU Publ., 2015. 303 p. (Rus). 
6. Hrisanov V.I. Transient process analysis at various methods 
of starting asynchronous machines. Technical electrodynamics. 
Thematic issue «Electric drive», 2000, pp. 24-27. (Rus). 
7. Fil'ts R.V. Matematicheskie osnovy teorii 
elektromekhanicheskikh preobrazovatelei [Mathematical 
foundations of the theory of electromechanical transducers]. 
Kyiv, Naukova dumka Publ., 1979. 208 p. (Rus). 
8. Malyar V.S., Malyar A.V. Mathematical modeling of peri-
odic modes of operation of electrical devices. Electronic Model-
ing, 2005, vol.27, no.3, pp. 39-53. (Rus). 
9. Zhulin S.S. The method of continuation by parameter and its 
application to the tasks of optimal control. Numerical methods 
and programming, 2007, vol. 8, no. 2, pp. 205-217. (Rus). 
 

Надійшла (received) 11.02.2020 

 

Маляр Василь Сафронович1, д.т.н., проф., 
Гамола Орест Євгенович1, к.т.н., доц.,  
Мадай Володимир Степанович1, к.т.н., доц. 
1 Національний університет «Львівська політехніка», 
79013, Львів, вул. С. Бандери, 12,  
тел/phone +380 32 2582119; 
e-mail: vasyl.s.maliar@lpnu.ua, 
orest.y.hamola@lpnu.ua, 
volodymyr.s.madai@lpnu.ua 
 
V.S. Malyar1, O.Ye. Hamola1, V.S. Maday1  
1 Lviv Polytechnic National University, 
12, S. Bandera Str., Lviv, 79013, Ukraine. 
Modelling of dynamic modes of an induction electric drive at 
periodic load. 
Goal. Development of methods and mathematical models, based 
on them, for the calculation of transients and steady-state modes 
of induction electric drives operating in periodic load mode. 
Methodology. The developed algorithms are based on a mathe-
matical model of an induction motor, which takes into account 
the saturation of the magnetic core and the displacement of 
current in the rotor bars. The processes are described by a sys-
tem of nonlinear differential equations in the orthogonal axes x, 
y, which enables the results to be obtained with the smallest 
amount of calculations. The magnetization characteristics by the 
main magnetic flux and the leakage fluxes are used to calculate 
the electromagnetic parameters of the motor. To account for the 
current displacement in the rotor bars, the short-circuited wind-
ing is considered as a multilayer structure formed by dividing 
the bars in height by several elements. Results. Due to the vari-
able load on the motor shaft, electromagnetic processes in both 
transient and steady state modes of the electric drive in any 
coordinate system are described by a system of nonlinear differ-
ential equations. The result of the calculation of the transients is 
obtained as a result of their integration time dependencies of 
coordinates (currents, electromagnetic torque, etc.) at a given 
law of change of the moment of loading. The proposed method 
of calculating steady-state mode is based on algebraization of 
differential equations on the mesh of nodes of the process cyclic-
ity period and allows to obtain periodic dependencies in the 
time domain. Originality. The problem of calculating a steady-
state periodic mode is solved as a boundary problem for a sys-
tem of first-order differential equations with periodic boundary 
conditions, which allows to obtain instantaneous dependences 
during the period of currents, electromagnetic torque, capacities 
and other coordinates. Practical significance. Using the devel-
oped algorithm, it is possible to calculate the static characteris-
tics of periodic processes as dependencies on different parame-
ters of the cycle of periodic load or other coordinates, which is 
the basis for the choice of the motor for overload, power, heat-
ing, etc., as well as to detect the possibility of resonance. 
References 9, figures 4. 
Key words: induction motor, periodic load, mathematical 
model, steady-state dynamic mode, transient, static charac-
teristics, saturation of the magnetic core, displacement of 
current. 
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THE EFFECTIVENESS OF ACTIVE SHIELDING OF MAGNETIC FIELD WITH 
CIRCULAR SPACE-TIME CHARACTERISTIC AND WITH DIFFERENT SHIELDING 
COILS SPATIAL POSITIONS 
 
Aim. The synthesis, computer modeling and field experimental research of two degree of freedom robust two circuit system of active 
shielding of magnetic field with circular space-time characteristic, generated by overhead power lines with «triangle» type of phase 
conductors arrangements and with different shielding coils spatial positions for reducing the magnetic flux density to the sanitary 
standards level and to reducing the sensitivity of the system to plant parameters uncertainty. Methodology. The synthesis is based on 
the multi-criteria game decision, in which the payoff vector is calculated on the basis of the Maxwell equations quasi-stationary 
approximation solutions. The game decision is based on the stochastic particles multiswarm optimization algorithms. The initial 
parameters for the synthesis by system of active shielding are the location of the overhead power lines with respect to the shielding 
space, geometry and number of shielding coils, operating currents, as well as the size of the shielding space and magnetic flux density 
normative value, which should be achieved as a result of shielding. The objective of the synthesis is to determine their number, 
configuration, spatial arrangement and shielding coils currents, the control systems parameters as well as the resulting of the 
magnetic flux density value at the shielding space. Results. Computer simulation and field experimental research results of two 
degree of freedom robust two circuit system of active shielding of magnetic field, generated by overhead power lines with «triangle» 
type of phase conductors arrangements and with different shielding coils spatial positions are given. The possibility of initial 
magnetic flux density level reducing and system sensitivity to the plant parameters uncertainty reducing is shown. Originality. For 
the first time the synthesis, theoretical and experimental research of two degree of freedom robust two -circuit t system of active 
shielding of magnetic field generated by single-circuit overhead power line with phase conductor’s triangular arrangements and with 
different shielding coils spatial positions carried out. Practical value. Practical recommendations from the point of view of the 
practical implementation on reasonable choice of the spatial arrangement of two shielding coils of robust two -circuit system of active 
shielding of the magnetic field with circular space-time characteristic generated by single-circuit overhead power line with phase 
conductor’s triangular arrangements are given. References 32, figures 20. 
Key words: overhead power lines with «triangle» type of phase conductors arrangements, magnetic field, system of active 
shielding, computer simulation, field experimental research. 
 
Цель. Синтез, компьютерное моделирование и полевые экспериментальные исследования комбинированной 
робастной двухконтурной системы активного экранирования магнитного поля с круговой пространственно-
временной характеристикой, генерируемого одноконтурной воздушной линией электропередачи с треугольным 
подвесом проводов, и с различным пространственным расположением экранирующих обмоток для снижения 
индукции магнитного поля до уровня санитарных норм и для снижения чувствительности системы к 
неопределенности параметров объекта управления. Методология. Синтез основан на решении многокритериальной 
стохастической игры, в которой векторный выигрыш вычисляется на основании решений уравнений Максвелла в 
квазистационарном приближении. Решение игры находится на основе алгоритмов стохастической мультиагентной 
оптимизации мультироем частиц. Исходными параметрами для синтеза системы активного экранирования 
являются расположение высоковольтной линий электропередачи по отношению к экранируемому пространству, ее 
геометрические размеры, количество проводов и рабочие токи линии электропередачи, размеры экранируемого 
пространства и нормативное значение индукции магнитного поля, которое должно быть достигнуто в результате 
экранирования. Задачей синтеза является определение количества, конфигурации, пространственного расположения 
и значения токов в экранирующих обмотках, параметры системы управления, а также результирующего значения 
индукции магнитного поля в экранируемом пространстве. Результаты. Приводятся результаты компьютерного 
моделирования и полевых экспериментальных исследований комбинированной робастной двухконтурной системы 
активного экранирования магнитного поля, генерируемого воздушной линией электропередачи с треугольным 
подвесом проводов, и с различным пространственным расположением экранирующих обмоток. Показана 
возможность снижения уровня индукции исходного магнитного поля внутри экранируемого пространства и 
снижения чувствительности системы к неопределенностям параметров объекта управления. Оригинальность. 
Впервые проведены синтез, теоретические и экспериментальные исследования комбинированной робастной 
двухконтурной системы активного экранирования магнитного поля, генерируемого одноконтурной воздушной линией 
электропередачи с треугольным подвесом проводов. Практическая ценность. Приводятся практические 
рекомендации по обоснованному выбору с точки зрения практической реализации пространственного расположения 
двух экранирующих обмоток двухконтурной робастной системы активного экранирования магнитного поля с 
круговой пространственно-временной характеристикой, создаваемого одноконтурной воздушной линией 
электропередачи с треугольным подвесом проводов. Библ. 32, рис. 20. 
Ключевые слова: воздушная линия электропередач, подвес проводов типа «треугольник», магнитное поле, система 
активного экранирования, компьютерное моделирование, полевые экспериментальные исследования. 
 

Introduction. World Health Organization experts 
have identified the carcinogenic properties of the power 
frequency (PF) magnetic field (MF). Therefore, in the 
world over the past 15 years, sanitary standards are 
constantly tightening at the maximum permissible level of 
MF induction of 50–60 Hz and intensive research is being 

conducted on the development of methods for MF 
normalization. Overhead power lines (OPL) are one of the 
most dangerous for people sources of PF MF [1, 2]. 

Active contour shielding of PF MF generated by 
OPL [3, 4] is the most acceptable and economically 
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feasible for ensuring the sanitary norms of Ukraine in the 
PF MF. The methods of synthesis of systems of active 
shielding (SAS) for MF, generate by OPL, developed 
in [5-8]. 

Single-circuit SAS with single SC is most widely 
used in world practice [3]. Such SAS can effectively 
shielded by MF with a small polarization. The space-time 
characteristics (STC) of such MF is a very elongated 
ellipse whose ellipse coefficient (ratio of the smaller axis 
to the larger axis) is seeks to zero. Single SC of single-
circuit OPL generates MF, whose STC is a straight line. 
With such a single- circuit SAS with single SC, the major 
axis of the STS ellipse of the initial MF is compensated, 
so that the STS of the total MP with SAS is on is 
significantly smaller than the STS of the initial MF, 
which determines the high shielding factor of such single-
circuit SAS. Single-circuit OPL with horizontal and 
vertical bus arrangement, double-circuit OPL such as 
«barrel», «tree» and «inverted tree», and groups of OPL 
generates a MF with a weak polarization. 

However, the single-circuit OPL with phase 
conductor’s triangular arrangements generated most 
polarized MF. The STC of such MF is practically a circle. 
Therefore, for effective shielding of such MF it is 
necessary to have two SC at least [5]. Note that the vast 
majority of single-circuit OPL in Ukraine has just such 
phase conductors triangular arrangements. 

The goal of this work is the synthesis, computer 
modeling and field experimental research of two degree 
of freedom robust two circuit system with different both 
shielding coils spatial positions for active shielding of 
magnetic field with circular space-time characteristic, 
generated by overhead power lines with «triangle» type of 
phase conductors arrangements for reducing the magnetic 
flux density to the sanitary standards level and to reducing 
the sensitivity of the system to plant parameters 
uncertainty. 

Problem statement. The initial data for the 
synthesis of the SAS are the parameters of the 
transmission lines (working currents, geometry and 
number of wires, location of the transmission lines 
relative to the protected space) and the dimensions of the 
shielding space and magnetic flux density sanitary 
standards level, which should be achieved as a result of 
shielding [12-22]. In the process of synthesis, it is 
necessary to determine the parameters of the shielding 
coils (SC) (their number, configuration, and spatial 
arrangement), currents and the resulting magnetic flux 
density level. To shielding factor improvement two 
degree of freedom SAS are used in which simultaneously 
used feed back regulator for closed loop control and feed 
forward regulator for open loop control [22-26]. 

Two degree of freedom robust SAS synthesizing 
problem reduced [27, 28] to the determination of such SC 
spatial arrangement and geometric sizes, as well as 
parameters of the regulator vector and uncertainty 
parameters vector, which the maximum value of the 
magnetic flux density in the shielding space points 
assumes a minimum value for the SC spatial arrangement 
and geometric sizes parameters vector but the maximum 
value for the uncertainty parameters vector [28]. The two 
degree of freedom robust SAS includes open loop and 

closed loop control. The synthesis of such two degree of 
freedom robust SAS is based on the multi-criteria game 
decision [29-31], in which the payoff vector calculated on 
the basis of the Maxwell equations quasi-stationary 
approximation solutions [1, 2]. The game decision based 
on the stochastic particles multiswarm optimization 
algorithms [32]. 

Computer simulation results. Consider the results 
of the two degree of freedom robust two circuit SAS 
synthesis of MF with circular space-time characteristic 
generated by 110 kV OPL with triangular conductors 
arrangement in a single-story building located at a 
distance of 10 m from OPL. In Fig. 1 are shown location 
of OPL and shielding space (SS) in which MF must 
mitigated to the sanitary norms level. In Figure 1 also are 
shown location of both SC. SC upper parts are 
coordinates (3.0416, 3.4965) and (7.1943, 3.6818). SC 
lower parts are coordinates (6.3707, 0.6637) and (2.8478, 
2.4522). 

At 250 A OPL current, its necessary 86.2448 and 
86.2768 amperes of turns (AT) in SC. Phase current shifts 
are 0.8074 rad and 1.2043 rad. 

OPL 

SC 

SS 

}

x, m

z, m

y, m

 
Fig. 1. The location of 110 kV overhead power line with phase 
conductors triangular arrangements, both shielding coils and 

shielding space 
 

In Figure 2 are shown comparison of magnetic flux 
density between working SAS with and without SAS. The 
initial magnetic flux density level in shielding space is 
0.75 μT. When the SAS is on, the magnetic flux density 
level in shielding space is reduced to 0.12 μT. Therefore, 
the shielding factor is 6.25. 

initial  

working SAS 


B


,µ
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Fig. 2. Comparison of magnetic flux density between with and 

without system of active shielding 
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In Figure 3 are shown the MF STC, generated by 
OPL (1); both SC (2) and total MF with SAS is on (3). 
The STC of initial MF generated by OPL with phase 
conductors triangular arrangements close to the circle. 
STC of MF generated by both SC is also close to the 
circle of the STC of initial MF, which ensures high 
shielding factor. 
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1 

3 

B
z,µ

T
 

Bx,µT  
Fig. 3. Comparison of space-time characteristics of magnetic 

flux density between with and without system of active 
shielding and both shielding coils 

 
However, STC of MF generated separately by only 

single first SC or only single second SC are straight lines. 
Naturally, the STC of the resulting MF generated by OPL 
and only single SC is an ellipse, which will be shielded by 
another SC. In Figure 4 are shown the STC of the initial 
MF generated by OPL, shielding MF generated by only 
single first SC and the resulting MF when only single first 
SC is used. 

As can seen from Fig. 4, the STC of the resulting 
MF is a strongly elongated ellipse, the semi-major axis of 
which is almost two times larger than the STC of the 
initial MF, and therefore, due to only single first SC work, 
initial MF is almost twice re compensated. 
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Fig. 4. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single first shielding coil and only single 
first shielding coil 

 
However, then after second SC switching resulting 

MF STC becomes significantly less than the STC of 

initial MF, which ensures high shielding factor. Note that 
the STC of the resulting MF, left after the operation of 
only single first SC, practically parallel with the STC 
generated by the MF using only single second SC. 

In Figure 5 are shown the STC of the initial MF 
generated by OPL, shielding MF generated by only single 
second SC and the resulting MF when only single second 
SC is used. 
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Fig. 5. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single second shielding coil and only single 
second shielding coil 

 
As can seen from Fig. 4 and Fig. 5, STC of MF 

generated separately by only single first SC, or only 
single second SC are straight lines. However, STC of the 
resulting MF, which left after the operation of only single 
first (or second) SC, practically parallel with the MF STC 
of MF, generated by using only single second (or first) 
SC. It is the STC arrangement that provides ensures high 
shielding factor, when both SC work simultaneously. 

Notice, that the initial magnetic flux density level 
ranges from 0.75 μT to 0.35 μT in all shielding space, as 
can be seen from Fig. 2. When SAS is on, the magnetic 
flux density level does not exceed 0.12 μT in all shielding 
space, as can be seen from Fig. 2. 

However, when SAS is on and with only single first 
SC is used, the magnetic flux density level ranges from 
1.5 μT to 0.3 μT in all shielding space. Consequently, 
when SAS is on and with only single first SC is used 
initial magnetic flux density level more than double due 
to overcompensation. 

However, when SAS is on and with only single 
second SC is used, the magnetic flux density level ranges 
from 2 μT to 0.4 μT in all shielding space. Consequently, 
when SAS is on and with only single second SC is used 
initial magnetic flux density level also more than 2.5 due 
to recompensation. However, when SAS is on and with 
both first SC and second SC is used, the magnetic flux 
density level does not exceed 0.12 μT in all shielding 
space. Consequently, when SAS is on and with both first 
SC and second SC is used shielding factor is 6.25. 

Notice also, that initial magnetic flux density level 
overcompensation effect with only single first SC also 
follows from comparison between MF STC without and 
with SAS with only single first SC. Similarly initial 
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magnetic flux density level overcompensation effect with 
only single second SC also follows from comparison 
between MF STC without and with SAS with only single 
second SC. 

Magnetic flux density level sanitary norms of 
Ukraine are 0.5 μT. When the SAS is on, the magnetic 
flux density level in shielding space is reduced to 0.12 μT 
at 250 A OPL current. Consider the results of the SAS 
synthesis at 700 A OPL current. In Fig. 6 are shown 
location of OPL and shielding space in which MF must 
mitigated to the sanitary norms level and location of both 
SC. SC upper parts are coordinates (2, 4) and (6, 3.1031). 
The SC lower parts are coordinates (6.6897, 1.5394) and 
(2, 0). 
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Fig. 6. The location of 110 kV overhead power line with phase 
conductors triangular arrangements, both shielding coils and 

shielding space 
 

At 750 A OPL current, its necessary 158.9729 and 
–178.5417 AT in SC. Phase Current Shifts are 0.6934 rad 
and 1.5959 rad. In Figure 7 are shown comparison of 
magnetic flux density between with and without SAS. 
The initial magnetic flux density level in shielding space 
is 2.25 μT. When the SAS is on, the magnetic flux density 
level in shielding space is reduced to 0.55 μT. Therefore, 
the shielding factor is 4.1. 
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Fig. 7. Comparison of magnetic flux density between with and 

without system of active shielding 
 

In Figure 8 are shown the MF STC, generated by 
OPL (1); both SC (2) and total MF with SAS is on (3). 

The STC of initial MF generated by OPL with phase 
conductors triangular arrangements close to the circle. 
STC of MF generated by both SC is also close to the 

circle of the STC of initial MF, which ensures high 
shielding factor. 
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Fig. 8. Comparison of space-time characteristics of magnetic 

flux density between with and without system of active 
shielding and both shielding coils 

 
The STC of the resulting MF generated by OPL and 

only single SC is an ellipse, which will be shielded by 
another SC. In Figure 9 are shown the STC of the initial 
MF generated by OPL, shielding MF generated by only 
single first SC and the resulting MF when only single first 
SC is used. The STC of the resulting MF is a strongly 
elongated ellipse, the semi-major axis of which is almost 
two times larger than the STC of the initial MF, and 
therefore, due to only single first SC work, initial MF is 
almost twice re compensated. However, then after second 
SC switching resulting MF STC becomes significantly 
less than the STC of initial MF, which ensures high 
shielding factor. Note that the STC of the resulting MF, 
left after the operation of only single first SC, practically 
parallel with the STC generated by the MF using only 
single second SC. 
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Fig. 9. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single first shielding coil and only single 
first shielding coil 

 
In Figure 10 are shown the STC of the initial MF 

generated by OPL, shielding MF generated by only single 
second SC and the resulting MF when only single second 
SC is used. 
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Fig. 10. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single second shielding coil and only single 
second shielding coil 

 
The initial magnetic flux density level ranges from 

2.25 μT to 1 μT in all shielding space, as can be seen from 
Fig. 7. However, when SAS is on and with only single 
first SC is used, the magnetic flux density level ranges 
from 2 μT to 0.8 μT in all shielding space. When SAS is 
on and with only single second SC is used, the magnetic 
flux density level ranges from 3.5 μT to 1.2 μT in all 
shielding space. Consequently, when SAS is on and with 
only single second SC is used initial magnetic flux 
density level also more than 1.5 due to recompensation. 
However, when SAS is on and with both first SC and 
second SC is used, the magnetic flux density level does 
not exceed 0.55 μT in all shielding space. Consequently, 
when SAS is on and with both first SC and second SC is 
used shielding factor is 4.1. 

At 750 A OPL current when the SAS is on the 
magnetic flux density level in shielding space is reduced 
to 0.55 μT, which exceeds the magnetic flux density level 
sanitary norms of Ukraine is 0.5 μT. So consider the 
results of the SAS synthesis at 625 A OPL current. In Fig. 
11 are shown location of OPL and shielding space in 
which MF must mitigated to the sanitary norms level and 
location of both SC. SC upper parts are coordinates 
(8.544, 2.6895) and (3.069, 2.8128). SC lower parts are 
coordinates (4.8693, 0.1461) and (8.4686, 0.2538). At 
750 A OPL current, its necessary 77.5265 and –73.1804 
AT in SC. Phase current shifts are 1.1091 rad and 0.8583 
rad.  

In Figure 12 are shown comparison of magnetic flux 
density between with and without SAS. The initial 
magnetic flux density level in shielding space is 1.9 μT. 
When the SAS is on, the magnetic flux density level in 
shielding space is reduced to 0.4 μT. Therefore, the 
shielding factor is 4.75. 

In Figure 13 are shown the MF STC, generated by 
OPL (1); both SC (2) and total MF with SAS is on (3). 

The STC of initial MF generated by OPL with phase 
conductors triangular arrangements close to the circle. 
STC of MF generated by both SC is also close to the 
circle of the STC of initial MF, which ensures high 
shielding factor. 
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Fig. 11. The location of 110 kV overhead power line with phase 

conductors triangular arrangements, both shielding coils and 
shielding space 
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Fig. 12. Comparison of magnetic flux density between with and 

without system of active shielding 
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Fig. 13. Comparison of space-time characteristics of magnetic 

flux density between with and without system of active 
shielding and both shielding coils 

 
The STC of the resulting MF generated by OPL and 

only single SC is an ellipse, which will be shielded by 
another SC. In Figure 14 are shown the STC of the initial 
MF generated by OPL, shielding MF generated by only 
single first SC and the resulting MF when only single first 
SC is used. 

As can seen from Fig. 14, the STC of the resulting 
MF is a strongly elongated ellipse, the semi-major axis of 
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which is almost two times larger than the STC of the 
initial MF, and therefore, due to only single first SC work, 
initial MF is almost twice re compensated. However, then 
after second SC switching resulting MF STC becomes 
significantly less than the STC of initial MF, which 
ensures high shielding factor. Note that the STC of the 
resulting MF, left after the operation of only single first 
SC, practically parallel with the STC generated by the MF 
using only single second SC. 
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Fig. 14. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single first shielding coil and only single 
first shielding coil 

 
In Figure15 are shown the STC of the initial MF 

generated by OPL, shielding MF generated by only single 
second SC and the resulting MF when only single second 
SC is used. 
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Fig. 15. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single second shielding coil and only single 
second shielding coil 

 
At 625 A OPL current the initial magnetic flux 

density level ranges from 2 μT to 0.9 μT in all shielding 
space, as can be seen from Fig. 2. However, when SAS is 
on and with only single first SC is used, the magnetic flux 
density level ranges from 4 μT to 0.7 μT in all shielding 
space. Consequently, when SAS is on and with only 
single first SC is used initial magnetic flux density level 
more than double due to overcompensation. 

However, when SAS is on and with only single 
second SC is used, the magnetic flux density level ranges 
from 5 μT to 1 μT in all shielding space. Consequently, 
when SAS is on and with only single second SC is used 
initial magnetic flux density level also more than double 
due to recompensation. However, when SAS is on and 
with both first SC and second SC is used, the magnetic 
flux density level does not exceed 0.4 μT in all shielding 
space. Consequently, when SAS is on and with both first 
SC and second SC is used shielding factor is 4.75. 

The initial magnetic flux density level 
overcompensation effect with only single first SC also 
follows from comparison between MF STC without and 
with SAS with only single first SC, which Fig. 14 shows. 
Similarly initial magnetic flux density level 
overcompensation effect with only single second SC also 
follows from comparison between MF STC without and 
with SAS with only single second SC, which in Fig. 15 
are shown. 

To realize the SAS according to the first option of 
SC spatial arrangement which is shown in Fig. 1, even at 
a of 250 A OPL current , its necessary 86.2448 and 
86.2768 AT in SC. Wherein SC upper parts are 
coordinates (3.0416, 3.4965) and (7.1943, 3.6818). SC 
lower parts are coordinates (6.3707, 0.6637) and (2.8478, 
2.4522). To reduce the number of amperes in the SC, we 
bring the SC to the shielding space. Consider the results 
of the SAS synthesis at 250 A OPL current. In Fig. 16 are 
shown location of OPL and shielding space in which MF 
must mitigated to the sanitary norms level and location of 
both SC. The SC upper parts are coordinates (6.0278, 
2.9014) and (7.9925, 3.1824). SC lower parts are 
coordinates (8.0261, 1.0391) and (5.9751, 0.1319). 
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Fig.16. The location of 110 kV overhead power line with phase 

conductors triangular arrangements, both shielding coils and 
shielding space 

 
In this SAS at 250 A OPL current, its necessary 

28.7127 and –25.6121 AT in SC. Phase current shifts are 
1.0056 rad and 1.6681 rad. In Figure 17 are shown 
comparison of magnetic flux density between with and 
without SAS. The initial magnetic flux density level in 
shielding space is 0.75 μT. When the SAS is on, the 
magnetic flux density level in shielding space is reduced 
to 0.26 μT. Therefore, the shielding factor is 2.88. 
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Fig. 17. Comparison of magnetic flux density between 

measurements and simulations with and without system of 
active shielding 

 
In Figure 18 are shown the STC of MF, generated by 

OPL (1); both SC (2) and total MF with SAS is on (3). 
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Fig. 18. Comparison of space-time characteristics of magnetic 

flux density between with and without system of active 
shielding and both shielding coils 

 
The STC of initial MF generated by OPL with phase 

conductors triangular arrangements close to the circle. 
STC of MF generated by both SC is also close to the 
circle of the STC of initial MF, which ensures high 
shielding factor. 

The STC of the resulting MF generated by OPL and 
only single SC is an ellipse, which will be shielded by 
another SC. In Figure 19 are shown the STC of the initial 
MF generated by OPL, shielding MF generated by only 
single first SC and the resulting MF when only single first 
SC is used. 

As can seen from Fig. 19, the STC of the resulting 
MF is a strongly elongated ellipse, the semi-major axis of 
which is almost 1.5 times larger than the STC of the 
initial MF, and therefore, due to only single first SC work, 
initial MF is almost twice re compensated. However, then 
after second SC switching resulting MF STC becomes 
significantly less than the STC of initial MF, which 
ensures high shielding factor. Note that the STC of the 
resulting MF, left after the operation of only single first 
SC, practically parallel with the STC generated by the MF 
using only single second SC. 
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Fig. 19. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single first shielding coil and only single 
first shielding coil 

 
In Figure 20 are shown the STC of the initial MF 

generated by OPL, shielding MF generated by only single 
second SC and the resulting MF when only single second 
SC is used. 
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Fig. 20. Comparison between space-time characteristics of 
magnetic flux density without and with system of active 

shielding with only single second shielding coil and only single 
second shielding coil 

 
At 250 A OPL current the initial magnetic flux 

density level ranges from 0.75 μT to 0.33 μT in all 
shielding space, as can be seen from Fig. 17. However, 
when SAS is on and with only single first SC is used, the 
magnetic flux density level ranges from 1.5 μT to 0.3 μT 
in all shielding space. Consequently, when SAS is on and 
with only single first SC is used initial magnetic flux 
density level more than double due to overcompensation. 
When SAS is on and with only single second SC is used, 
the magnetic flux density level ranges from 1.5 μT to 
0.35 μT in all shielding space. Consequently, when SAS 
is on and with only single second SC is used initial 
magnetic flux density level also more than double due to 
recompensation. However, when SAS is on and with both 
first SC and second SC is used, the magnetic flux density 
level does not exceed 0.26 μT in all shielding space. 
Consequently, when SAS is on and with both first SC and 
second SC is used shielding factor is 2.88. 
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Note that with the first variant of the location of the 
SC shown in Fig. 1 and Fig. 2, magnetic flux density 
value of the initial MP decreases from 0.75 μT to 0.12 μT 
and, therefore, the shielding factor is 6.25. However, in 
this case, it is necessary to use 86.2448 AT and 86.2768 
AT in a SC. Such a large value of the amperes turns in SC 
are due to the fact that in this variant the both SC are 
located closer to the transmission line, but with the variant 
of the location of the SC shown in Fig. 16 and Fig. 17, at 
the same 250 A OPL current, the initial magnetic flux 
density level are reduced from 0.75 μT to 0.26 μT and, 
therefore, the screening factor is 2.88. However, in this 
case, it is necessary to use 28.7127 AT and 25.6121 AT in 
a SC. Such a small value of the amperes turns in SC is 
because in this variant the both SC are located far 
from OPL. 

Experimental research. Consider the field 
experimental research of the SAS model. SC upper parts 
of SC located at heights of 2.9 m and 3.2 m from the 
ground, and the SC lower parts located at heights of 1 m 
and 0.1 m from the ground. Both SC contains 20 winds 
and are powered by 1.4 A and 1.25 A current from 
amplifier type TDA7294. In Figure 17 are shown 
comparison of magnetic flux density between 
measurements (cross) and simulations (solid) with and 
without SAS. The experimental SAS shielding factor is 
also more than 2 units. A magnetic flux density difference 
between measurements and simulations in the shielding 
zone does not exceed 20 %. 

Conclusions. 
1. For the first time the synthesis, computer 

modeling and field experimental research of the 
effectiveness of system of active shielding of magnetic 
field with circular space-time characteristic, generated by 
overhead power lines with triangular conductor’s 
arrangement, and with different shielding coils spatial 
positions are given. 

2. The synthesis of two degree of freedom robust 
two-circuit system of active shielding is based on multi-
criteria stochastic game decision, which is calculated by 
multiswarm stochastic multi-agent optimization from 
Pareto-optimal solutions. Multi-criteria game vector 
payoff is calculated based on the Maxwell equations 
solution. The spatial arrangement and currents in two 
shielding coils, the regulator parameters and resulting 
magnetic flux density value in the shielding space are 
determined by the system synthesis. 

3. It was found, that depending on the shielding coils 
spatial positions, the shielding factor level varies in the 
range from 6.25 to 2.88. The closer the shielding coils are 
located to overhead power lines, the shielding factor level 
higher. However, the closer the shielding coils are located 
to overhead power lines, it is necessary the amperes of 
turns greater in shielding coils by shield the initial 
magnetic field in the shielding space. Naturally, with the 
same shielding coils arrangement when the overhead 
power line current changes, the shielding coils current 
changes in proportion to the line current. 

4. It is shown, that when only single first shielding 
coil or only single second shielding coil is working 
separately, the initial magnetic flux density level may 
increases 2-3 times due to overcompensation by initial 

magnetic field. Moreover, the space-time characteristic of 
magnetic field, generated separately by only single first 
shielding coil or only single second shielding coils are 
straight lines. However the space-time characteristic of 
the resulting magnetic field, which left after the work of 
only single first (or second) shielding coil, practically 
parallel with the space-time characteristic of magnetic 
field generated by using only single second (or first) 
shielding coil. It is the space-time characteristic 
arrangement that provides ensures high shielding factor, 
when both shielding coils work simultaneously. 

5. Based on field experimental research of two degree 
of freedom robust two-circuits system of active shielding of 
magnetic field with circular space-time characteristic, 
generated by overhead power lines with «triangle» type of 
phase conductor’s arrangements, and with different 
shielding coils spatial positions are shown that 
experimental and calculated magnetic flux density values in 
the shielding space spread does not exceed 20 %.  
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АКТИВНОЕ ЭКРАНИРОВАНИЕ ВНЕШНЕГО МАГНИТНОГО ПОЛЯ 
ТРАНСФОРМАТОРНЫХ ПОДСТАНЦИЙ, ВСТРОЕННЫХ В ЖИЛЫЕ ДОМА  
 
Показано, що основною задачею синтезу систем активного екранування (САЕ) є оптимізація параметрів і локалізації 
їх компенсаційних обмоток (КО) при забезпеченні високої ефективності екранування магнітного поля (МП) трансфо-
рматорної підстанції (ТП). Її рішення виконано на основі запропонованої тривимірної комп'ютерної моделі з викори-
станням алгоритмів оптимізації мультироєм частинок з множини Парето- оптимальних рішень і урахуванням біна-
рних відносин переваги, що дозволило обґрунтувати можливість зменшення до рівня санітарних норм індукції МП в 
житлових приміщеннях, розташованих поруч з ТП 6/0,4 кВ потужністю до 2×400 кВА, за допомогою найпростіших 
САЕ. Синтезована САЕ має дві плоскі КО площею до 10 м2 при кількості ампер-витків не більше 30, що встановлю-
ються поблизу стелі (стін) приміщення ТП, і при енергоспоживанні не більше 0,1 кВт реалізує ефективність екрану-
вання САЕ не менше 6 одиниць, що дозволяє зменшити індукцію магнітного поля в розташованому зверху або збоку від 
ТП житловому приміщенні площею до 40 м2 до рівня 0,5 мкТл. Бібл. 16, табл. 2, рис. 8. 
Ключові слова: міська трансформаторна підстанція, житлове приміщення, активне екранування магнітного поля.  
 
Показано, что основной задачей синтеза систем активного экранирования (САЭ) является оптимизация параметров 
и локализации их компенсационных обмоток (КО) при обеспечении высокой эффективности экранирования магнит-
ного поля (МП) трансформаторной подстанции (ТП). Ее решение выполнено на основе предложенной трехмерной 
компьютерной модели с использованием алгоритмов оптимизации мультироем частиц из множества Парето-
оптимальных решений с учетом бинарных отношений предпочтения, что позволило обосновать возможность 
уменьшения до уровня санитарных норм индукции МП в жилых помещениях, расположенных рядом с ТП 6/0,4 кВ 
мощностью до 2×400 кВА, с помощью простейших САЭ. Синтезированная САЭ имеет две устанавливаемые вблизи 
потолка (стен) помещения ТП плоские КО площадью до 10 м2 при количестве ампер-витков не более 30, и при энерго-
потреблении не более 0,1 кВт реализует эффективность экранирования САЭ не менее 6 единиц, что позволяет 
уменьшить индукцию магнитного поля в расположенном сверху либо сбоку от ТП жилом помещении площадью до 
40 м2 до уровня 0,5 мкТл. Библ. 16, табл. 2, рис. 8. 
Ключевые слова: городская трансформаторная подстанция, жилое помещение, активное экранирование магнитного 
поля. 
 

Введение. Проблеме защиты жилой среды от 
воздействия магнитного поля (МП) объектов электро-
энергетики уделяется большое внимание во всем ми-
ре, так как МП промышленной частоты (50-60 Гц) 
опасно для здоровья людей даже при его слабом, но 
длительном воздействии [1, 2]. Основными источни-
ками МП в жилой среде, являются расположенные в 
жилых зонах воздушные и кабельные линии электро-
передачи (ЛЕП), а также городские трансформатор-
ные подстанции (ТП) [3].  

Городские ТП располагаются в отдельных зда-
ниях или встраиваются в жилые дома [3]. Наиболее 
остро проблема уменьшения внешнего МП ТП стоит 
в жилых домах со встроенными ТП [2-4], когда рас-
стояния между ТП и жилыми помещениями уменьша-
ется до нескольких метров. Такие дома (рис. 1) доста-
точно широко распространены в Украине и других 
странах.  

 

А 

Б 

 
Рис. 1. Типовой жилой дом в г. Харькове со встроенной ТП 

Кроме того, встроенные ТП начали широко 
использоваться в мире в современных сверхвысот-
ных жилых домах для индивидуального высоко-
вольтного электроснабжения секций из нескольких 
десятков этажей с целью уменьшения потерь элек-
троэнергии [5, 6]. 

Проведенные авторами исследования [3] показы-
вают, что внешнее МП типовых встроенных ТП мощ-
ностью 400 (800) кВА может превышать уровень са-
нитарных норм в соседних с ТП жилых помещениях в 
3-10 раз, что требует принятия мер по уменьшению их 
МП. При этом основным источником внешнего МП 
ТП являются их токопроводы, а МП рассеяния транс-
форматоров ТП на расстояниях более 2 м от ТП мож-
но пренебречь [3]. 

Наиболее актуальна проблема уменьшения МП 
ТП в домах старой постройки со встроенными ТП 
(рис. 1), когда практическое использование методов 
уменьшения МП за счет совершенствования конст-
рукции ТП [3] затруднено. В настоящее время наибо-
лее распространённым на практике методом умень-
шения МП в близлежащих с ТП помещениях является 
пассивное экранирование стен (потолков) помещений 
ТП электромагнитными (магнитостатическими) экра-
нами [7]. Однако этот метод экранирования для низ-
кочастотного МП ТП отличается высокой металлоем-
костью и стоимостью при невысокой эффективности. 

Поэтому перспективным методом уменьшения 
МП ТП является активное экранирование (компенса-
ция) МП [3, 8-14]. При этом мировая тенденция раз-
вития систем активного экранирования (САЭ) 
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направлена на оптимизацию их конструкции по энер-
гопотреблению и стоимости при условии обеспечения 
необходимой эффективности экранирования.  

Однако в Украине развитию методов и средств 
активного экранирования МП ТП не уделяется долж-
ного внимания. Так, до настоящего времени не обос-
нована возможность и не определены пути создания 
недорогих бюджетных САЭ с эффективностью, дос-
таточной для уменьшения МП ТП в близлежащих 
жилых помещениях до уровня санитарных норм.  

Целью работы является анализ возможности 
уменьшения индукции магнитного поля в жилых по-
мещениях, расположенных рядом с городскими 
трансформаторными подстанциями, до уровня сани-
тарных норм с помощью простейших систем активно-
го экранирования. 

Под простейшей САЭ подразумеваем систему с 
минимальным количеством плоских компенсацион-
ных обмоток (КО), размещаемых вблизи поверхности 
стен (полов) помещений, имеющую ограниченную на 
уровне сотен ватт мощность потребления.  

Метод активного экранирования. Метод ак-
тивного экранирования потенциального МП ТП в 
объеме соседнего с ТП жилого помещения реализует-
ся за счет формирования САЭ (рис. 2) компенсирую-
щего МП такой пространственно-временной структу-
ры, суперпозиция которого с исходным МП ТП 
уменьшает действующее значение индукции МП во 
всем защищаемом объеме жилого помещения, от-
стоящего от стен и пола на расстояние более 0,5 м, до 
уровня санитарных норм (0,5 мкТл) для населения 
[1, 2]. При этом компенсирующее МП, генерируемое 
КО, также должно быть потенциальным в объеме жи-
лого помещения, что налагает определенные требова-
ния к конфигурации и координатам расположения КО 
при их синтезе. 

САЭ (рис. 2) состоит из следующих основных 
элементов: компенсационных обмоток (КО); регули-
руемого источника питания (ИП) выполняющего 
функцию усилителя мощности, системы управления 
(СУ); датчиков (Д) тока либо МП. В общем случае 
САЭ может иметь различное количество КО, Д и реа-
лизовываться в замкнутой, либо разомкнутой струк-
туре [11, 12]. 
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Рис. 2. Активное экранирование внешнего МП ТП 

 
Для определения параметров САЭ (рис. 2) необ-

ходимо выполнить ее синтез. Исходными данными 

для синтеза САЭ являются: пространственно-
временная характеристика исходного МП городской 
ТП в защищаемом объеме (жилом помещении); вза-
имное пространственное расположение активных 
элементов ТП и жилого помещения; геометрия и ко-
личество трехфазных токопроводов ТП; нормативное 
значение уровня индукции МП, который должен быть 
достигнут в результате экранирования. При этом эф-
фектом экранирования МП ТП стенами и межэтаж-
ными перекрытиями жилых домов пренебрегаем вви-
ду его малости [15, 16]. 

Реализацию активного экранирования МП ТП 
осуществляем на основе предложенного в [14] мето-
да синтеза САЭ, созданного для экранирования МП 
высоковольтных ЛЭП с целью его уменьшения до 
безопасного для населения уровня в близлежащих 
жилых домах. Особенностью этого метода является 
решение задачи экранирования в двумерной поста-
новке, что является допустимым для протяженных 
ЛЭП, имеющих практически нулевую компоненту 
индукции МП, направленную вдоль ЛЭП, что позво-
ляет существенно упростить решение задачи синтеза 
такой САЭ [13, 14]. 

Более сложная по сравнению с ЛЕП конструкция 
токопроводов ТП, имеющих конечную длину [3], соз-
дает необходимость моделирования МП ТП в трех-
мерной постановке, что существенно усложняет син-
тез САЭ ТП. Еще одной особенностью решения зада-
чи синтеза САЭ ТП является необходимость распо-
ложения их КО вне жилых помещений. С учетом этих 
особенностей синтез САЭ МП ТП осуществляем на 
основе разработанного и представленного ниже мо-
дифицированного метода. 

Модифицированный метод синтеза САЭ ТП. 
Математическая модель исходного внешнего МП ТП 
в зоне экранирования (жилом помещении), удаленном 
от ТП более чем на 2 метра [3], не содержащем фер-
ромагнитных элементов и источников магнитного 
поля, может быть представлена как:  
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         (1) 

где N – количество микроконтуров в прямолинейном 
контуре токопровода ТП; k – количество прямолиней-

ных контуров; nlS 


 – вектор площади микроконтура; 

in


 – единичный вектор, нормальный к Si; ilR 


 – ра-

диус вектор от геометрического центра микроконтура 
в точку наблюдения iP ; I(t) – мгновенное значение 

тока микроконтура;  – номер фазы токопровода ТП 
( = 1…,3); 0 – магнитная постоянная. В соответст-
вии с (1), МП ТП является потенциальным и спадает 
при удалении от источника. 

Введем вектор искомых параметров R, компо-
нентами которого являются искомые геометрические 
параметры, координаты пространственного распо-
ложения КО САЭ и искомые параметры КО САЭ. 
Тогда индукция результирующего потенциального 
МП, генерируемого токопроводами ТП и САЭ опре-
деляется как 
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      t,P,RBt,PBt,P,RB iyiSi


 ,  (2) 

где  t,P,RB iy


 – мгновенные значения индукции МП, 

генерируемого КО САЭ в точках iP . 

По аналогии с [14], определение вектора иско-
мых параметров R сведем к решению задачи много-
критериальной оптимизации векторного критерия  

         TmP,RB...P,RB,P,RBRB 21 , (3) 

компонентами которого  iP,RB


 являются значения 

индукции результирующего МП в точках Pi. 
Решение этой задачи многокритериальной опти-

мизации (3) будем осуществлять при компьютерном 
моделировании на основе алгоритмов оптимизации 
мультироем частиц из множества Парето-
оптимальных решений с учетом бинарных отношений 
предпочтения [13, 14]. Моделирование осуществляем 
в программном пакете MATLAB.  

Анализ эффективности активного экраниро-
вания МП ТП. Эффективность (фактор) экранирова-
ния МП САЭ в точке Pi в соответствии с [11] может 
быть определена соотношением  

 
 

    PiiyiS

iS
Pi

PBPB

PB
E


1




 



, (4) 

где  iS PB


,  iy PB


 – действующие значения исходной 

и создаваемой САЭ индукций МП в точке Pi; 
Pi – относительная погрешность экранирования САЭ.  

Так, при упомянутом выше превышении сани-
тарных норм в 3-10 раз, необходимая эффективность 
экранирования составит 3 (10) единиц, а допустимая 
относительная погрешность компенсации индукции 
МП должна быть не меньше 0,33 (0,1) соответствен-
но. При этом значение Pi может быть определено как 

 22
PirPimPi   , (5) 

где Pim – относительная методическая погрешность 
САЭ, определяемая несоответствием пространствен-
ной структуры исходного МП и компенсирующего 
МП, генерируемого КО; Pir – относительная погреш-
ность регулирования САЭ. 

Анализ соотношения (5) показывает, что основ-
ной составляющей погрешности САЭ является мето-
дическая погрешность Pim, определяемая параметра-
ми КО и ограниченная значением 0,1 при эффектив-
ности экранирования не более 10 единиц. В этом слу-
чае относительная погрешность Pir регулирования 
САЭ при использовании современных систем автома-
тического регулирования может быть легко уменьше-
на до значений 0,01-0,03, при которых она не будет 
оказывать существенного влияния на суммарную по-
грешность экранирования Pi САЭ. Это позволяет на 
данном этапе свести синтез САЭ к синтезу ее КО. 
Поэтому алгоритм управления САЭ в данной статье 
не рассматривается и является предметом отдельных 
исследований. 

Осуществим решение задачи синтеза КО САЭ и 
анализа эффективности экранирования МП ТП для 
типовой городской двухтрансформаторной подстан-

ции (2×400 кВА, 6/0,4 кВ), встроенной в жилой дом 
на первом этаже. Размеры помещения ТП соответст-
вуют размерам соседних жилых помещений. Схема 
расположения токопроводов ТП показана на рис. 3, а 
их геометрия приведена в [3]. Подключение трехфаз-
ных токопроводов ТП выполнено с прямым порядком 
чередования фаз.  

Компьютерное моделирование внешнего МП ТП 
проводилось в соответствии с (1) – (3). При этом рас-
сматривалось два варианта расположения жилого по-
мещения относительно ТП (рис. 1): вариант А – по-
мещение расположено над ТП; вариант Б – помеще-
ние расположено рядом с ТП на одном этаже (сбоку 
от ТП).  

Экранирование МП в помещении над ТП 
(вариант А). Выполним синтез КО САЭ, обеспечи-
вающих необходимую эффективность экранирования 
МП в помещении, расположенном над ТП (рис. 3).  

ТП 

Жилое 
помещение 

Pi D1 

0,5 м 

Пол  

Рис. 3. Расположения помещения над ТП (вариант А) 

 
Для гарантированного уменьшения индукции 

потенциального МП до уровня санитарных норм во 
всем жилом помещении, достаточно обеспечить соот-
ветствующее уменьшение МП на контрольной плос-
кости D1, отстоящей от пола помещения (рис. 3) на 
расстояние 0,5 м, где МП нормируется [1, 2]. 

Расчетное значение индукции исходного МП ТП 
при номинальной мощности ТП представлено на 
рис. 4. При этом максимальное значение исходной 
индукции МП составляет 3 мкТл, что в 6 раз превы-
шает уровень санитарных норм 0,5 мкТл [2]. 

На основе моделирования выполнен синтез КО 
САЭ (рис. 5), и определены их параметры в соответ-
ствии с табл. 1. КО расположены в помещении ТП, 
параллельно его потолку, на расстоянии 0,55 м от не-
го, и позволяют реализовать необходимую эффектив-
ность экранирования, уменьшив исходное МП ТП 
(рис. 4) до уровня санитарных норм.  



ISSN 2074-272X. Електротехніка і Електромеханіка. 2020. №3 27 

D1 

 
a 

B,мкТл

 
б 

Рис. 4. Распределение исходной индукции МП в жилом 
помещении над ТП, вариант А: 

(а) – в помещении; (б) – на контрольной плоскости D1 
 

Таблица 1 
Параметры компенсационных обмоток САЭ (вариант А) 

№ КО 
Ампер-витки, 
мощность КО 

Координаты КО 

1 IW1 = 24,5 A, 
S = 36 BA, 
h = 1,35 м. 

x11 = –1,23 м,  y11 = –0,51 м, 
z11 = –1,35 м,  x12 = –0,94 м,  
y12 =  2,90 м,  z12 = –1,35 м, 
x13 = 1,24 м,   y13 = 2,55 м, 
z13 = –1,35 м,  x14 = 0,99 м, 
y14 = –0,40 м,  z14 = –1,35 м. 

2 IW2 = 25,6 A, 
S = 36 BA, 
h = 1,35 м. 

x21 = 4,41 м,   y21 = –0,22 м, 
z21 = –1,35 м,  x22 = 4,40 м, 
y22 = 2,98 м,   z22 = –1,35 м, 
x23 = 6,40 м,   y23 = 2,30 м, 
z23 = –1,35 м,  x24 = 6,40 м, 
y24 = –0,48 м,  z24 = –1,35 м. 

 
Как показывают результаты моделирования 

(рис. 5), при использовании синтезированной САЭ 
уровень индукции МП как на плоскости D1, так и во 
всем жилом помещении уменьшается до безопасного 
значения 0,5 мкТл. При этом синтезированная САЭ 
имеет минимальное количество КО, размещенных в 
помещении ТП и обеспечивает необходимую эффек-
тивность экранирования (не менее 6 единиц) при 
энергопотреблении не более 0,1 кВт. 

КО1 КО2 

D1 
h

 
a 

B,мкТл

Проекция 
КО1 

Проекция 
КО2 

 
б 

Рис. 5. Распределение результирующей индукции МП в жилом 
помещении над ТП при использовании САЭ, вариант А: 
(а) – в помещении; (б) – на контрольной плоскости D1 

 
Экранирование МП в помещении, располо-

женном рядом с ТП (вариант Б). Выполним синтез 
КО САЭ, обеспечивающих необходимую эффектив-
ность экранирования МП в помещении, расположен-
ном рядом с ТП на одном этаже (рис. 6).  

Pi

Жилое  
помещение

ТП 

D2 

Стена  
0,5 м  

 
Рис. 6. Расположение помещения сбоку от ТП (вариант Б) 

 
На рис. 7 представлено расчетное значение ин-

дукции исходного МП ТП, которое достигает 1,2 мкТл, 
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что в 2,4 раза превышает уровень санитарных норм 
0,5 мкТл. 

B,мкТл 

 
Рис. 7. Распределение исходной индукции МП в жилом 
помещении, расположенном сбоку от ТП, вариант Б, 

на плоскости D2, отстоящей на 0,5 м от стены помещения 
 

На основе моделирования выполнен синтез КО 
САЭ (рис. 8), расположенных на расстоянии 0,35 м от 
плоскости стены помещения ТП, позволяющих реали-
зовать необходимую эффективность экранирования и 
уменьшить индукцию исходного МП ТП (рис. 7) до 
уровня санитарных норм (0,5 мкТл) при использова-
нии КО с параметрами в соответствии с табл. 2. 

 
Таблица 2 

Параметры компенсационных обмоток САЭ (вариант Б) 

№ КО 
Ампер-витки, 
мощность КО 

Координаты КО 

1 IW1 = 9,45 A, 
S = 10 BA, 
h = 1,15 м. 

x11 = –1,42 м,  y11 = 3,0 м,  
z11 = 2,50 м,    x12 = –2,0 м,  
y12 = 3,0 м,     z12 = 3,70 м,  
x13 = 2,0  м,    y13 = 3,0 м,  
z13 = 3,70 м,    x14 = 2,0 м,  
y14 = 3,0  м,    z14= 1,28 м. 

2 IW2 = 9,44 A,  
S = 10 BA, 
h = 1,15 м. 

x21 = 3,47 м,   y21 = 3,0 м, 
z21 = 1,11 м,   x22 = 3,74 м, 
y22 = 3,0 м,     z22 = 3,70 м, 
x23= 7,40 м,    y23 = 3,0 м,  
z23= 3,70 м,    x24 = 6,56 м, 
y24= 3,0 м,      z24 = 2,40 м. 

 
Схема расположения КО САЭ показана на 

рис. 8,а, а расчетное распределение результирующей 
индукции МП в жилом помещении сбоку от ТП при 
использовании САЭ (вариант Б) на контрольной плос-
кости D2 стены помещения представлено на рис. 8,б. 

Как показывают результаты моделирования 
(рис. 8), при использовании синтезированной САЭ 
уровень индукции МП в объеме жилого помещения 
уменьшается до безопасного значения 0,5 мкТл. При 
этом синтезированная САЭ также имеет минимальное 
количество КО, размещенных вблизи плоскости сте-
ны помещения ТП, и обеспечивает необходимую эф-
фективность экранирования (не менее 2,4 единицы) 
при энергопотреблении не более 0,03 кВт. 

КО1 
КО2 

h

D2 

 
а 

B,мкТл 

Проекция 
КО1 

Проекция 
КО2 

 
б 

Рис. 8. Распределение результирующей индукции МП 
в жилом помещении сбоку от ТП при использовании САЭ, 
вариант Б: (а) – положение КО и ТП; (б) – МП на контроль-

ной плоскости D2 
 

Таким образом, проведенный выше анализ под-
тверждает возможность уменьшения индукции МП в 
жилых помещениях площадью 40 м2, расположенных 
рядом с городскими ТП 2×400 кВА, 6/0,4 кВ, до уров-
ня санитарных норм с помощью простейших САЭ с 
двумя плоскими компенсационными обмотками, раз-
мещаемыми вблизи пола (стены) помещений ТП. При 
этом энергопотребление САЭ составляет не более 
0,1 кВт, площадь КО - не более 10 м2 при количестве 
ампер-витков КО не более 30. Эффективность (фак-
тор) экранирования, реализуемая синтезированной 
САЭ ТП (рис. 2) достигает более 6 единиц, что имеет 
экспериментальное подтверждение в лабораторных 
условиях. 

На следующих этапах создания САЭ МП ТП 
планируется разработка ее структурных элементов 
(рис. 2) и проведение экспериментальных исследова-
ний полномасштабных моделей САЭ в жилых домах 
со встроенными ТП.  

Выводы. 
1. Впервые обоснована возможность решения зада-

чи уменьшения до уровня санитарных норм индукции 
магнитного поля в жилом помещении, расположен-
ном рядом с городской трансформаторной подстанци-
ей мощностью до 2×400 кВА, с помощью простейших 
систем активного экранирования. Обоснование вы-
полнено при компьютерном моделировании с исполь-
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зованием алгоритмов оптимизации мультироем час-
тиц из множества Парето-оптимальных решений с 
учетом бинарных отношений предпочтения. 

2. Выполнен синтез простейших систем активного 
экранирования магнитного поля трансформаторных 
подстанций с двумя плоскими компенсационными 
обмотками, размещаемыми вблизи потолка (стен) по-
мещения ТП и позволяющих уменьшить до уровня 
санитарных норм индукцию магнитного поля в рас-
положенном рядом жилом помещении площадью до 
40 м2. При этом энергопотребление системы активно-
го экранирования составляет не более 0,1 кВт, пло-
щадь компенсационных обмоток – не более 10 м2 при 
количестве ампер-витков не более 30, а эффектив-
ность (фактор) экранирования достигает более 6 еди-
ниц, что имеет экспериментальное подтверждение в 
лабораторных условиях. 

3. Практическое использование синтезированных 
систем активного экранирования, при условии поло-
жительных результатов экспериментальных исследо-
ваний их полномасштабных физических моделей, 
позволит эффективно решить актуальную и социаль-
но значимую задачу защиты здоровья населения жи-
лых домов со встроенными трансформаторными под-
станциями от негативного действия магнитного поля 
промышленной частоты.  
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Active shielding of external magnetic field of built-in 
transformer substations. 
This paper deals with the mitigation of low-frequency mag-
netic field of build-in transformer substations down to the 
reference level 0.5 μT in nearby living spaces. To meet the 
reference level, we substantiate the actuality of the usage of 
active shielding methods having higher efficiency, comparably 
to metal consuming passive shielding. We show that the opti-
mization of parameters and localization of compensation coils 
is the main goal of the synthesis of the active shielding system. 
The solution of synthesis problem is based on the developed 
3D numerical model by using particles multiswarm optimiza-
tion algorithms from Pareto-optimal solutions set taking into 
account binary preference relations. This allows justifying the 
usage of simple active shielding system for magnetic field 
mitigation down to the reference level in living spaces, located 
near build-in transformer substations (2×400 kVA, 6/0.4 kV). 
The synthesized active shielding system has two plane com-
pensation coils installed near the ceiling (wall) of the substa-
tion room. The area of each coil is less than 10 m2 and the 
number of ampere-turns is less than 30. We show that the effi-
ciency of the active shielding system is 6 when it electric pow-
er consumption is less than 100 W. This allows mitigating the 
magnetic field down to 0.5 μT in 40 m2 living space located on 
top or side from the substation. The application of synthesized 
active shielding system (subject to the positive results of ex-
perimental studies of their full-scale physical models) allows 
solving the actual and socially significant problem of the 
health protection of tenants of residential buildings with build-
in transformer substations from the negative effects of power 
frequency magnetic field. References 16, tables 2, figures 8. 
Key words: urban transformer substation, living space, active 
shielding of the magnetic field.  
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РАСЧЕТ И ПРОЕКТИРОВАНИЕ РОБАСТНОГО РЕГУЛЯТОРА СКОРОСТИ 
СИСТЕМЫ ЧАСТОТНОГО УПРАВЛЕНИЯ АСИНХРОННОГО ЭЛЕКТРОПРИВОДА 
 
Мета. Метою роботи є розрахунок і проектування робастного регулятора швидкості системи частотного управлін-
ня асинхронного електроприводу з параметричною невизначеністю та наявністю перешкод в каналі зворотного зв'яз-
ку. Методологія. Розрахунок і проектування регулятора проводився в чотири етапи. На першому етапі будувалася 
лінеаризована математична модель об'єкта управління з параметричною невизначеністю і розраховувалася в пакеті 
Robust Control Toolbox передавальна функція Н∞-субоптимального регулятора за методом мішаної чутливості. На 
другому етапі досліджувалася стійкість робастної системи і точність стабілізації швидкості асинхронної машини 
при випадкових варіаціях невизначених параметрів об'єкта і регулятора в заданих межах. На третьому етапі вивчав-
ся в пакеті Simulink вплив перешкод, що виникають в каналі зворотного зв’язку, на швидкість електродвигуна. На 
заключному етапі виконувалося розвинення передавальної функції Н∞-субоптимального регулятора в ланцюгову дріб 
за алгоритмом Евкліда. Ця дріб використовувалася для побудови електричної схеми регулятора. Результати. Прове-
дено комп'ютерне моделювання передавальної функції Н∞-субоптимального регулятора, системи робастної стабілі-
зації швидкості частотно-регульованого електроприводу при випадкових варіаціях невизначених параметрів об'єкта і 
регулятора в заданих межах, а також при наявності перешкод різної інтенсивності в каналі зворотного зв'язку. Вибір 
варійованих параметрів здійснювався за методом Монте-Карло. Побудовано криві перехідних процесів швидкості аси-
нхронної машини з параметричною невизначеністю і при розмахах перешкод, а також діаграма Боде для розімкнутої 
системи. За розкидом отриманих кривих перехідних процесів визначалася точність стабілізації швидкості машини, а 
по діаграмі Боде – запаси стійкості за амплітудою і фазою робастної системи. Вони знаходяться в межах допусків 
при порівняно великих відхиленнях варійованих параметрів і розмахах перешкод. На базі проведених досліджень розро-
блено електричну схему Н∞-субоптимального робастного регулятора. Новизна. Розроблена математична модель та 
запропонована методика розрахунку і проектування Н∞-субоптимального робастного регулятора швидкості системи 
частотного управління асинхронного електроприводу при випадкових варіаціях невизначених параметрів об'єкта і 
регулятора в заданих межах і наявності перешкод в каналі зворотного зв’язку, яка забезпечує стійкість системи з 
запасами за амплітудою і фазою, що допускаються, та високу точність стабілізації швидкості машини в межах до-
пусків невизначених параметрів системи і перешкод. Практичне значення. Отримана структура регулятора з анало-
гових елементів дає можливість проводити модернізацію систем частотного управління електроприводів, що знахо-
дяться в експлуатації, з мінімальними фінансовими витратами. Бібл. 11, рис. 7. 
Ключові слова: електропривод асинхронний, частотне управління, робастний регулятор, електрична схема. 
 
Цель. Целью работы является расчет и проектирование робастного регулятора скорости частотно-регулируемого 
асинхронного электропривода с параметрической неопределенностью и наличием помех в канале обратной связи. 
Методология. Расчет и проектирование регулятора проводился в четыре этапа. На первом этапе строилась линеари-
зованная математическая модель объекта управления с параметрической неопределенностью и рассчитывалась в 
пакете Robust Control Toolbox передаточная функция Н∞-субоптимального регулятора по методу смешанной чувст-
вительности. На втором этапе исследовалась устойчивость робастной системы и точность стабилизации скоро-
сти асинхронной машины при случайных вариациях неопределенных параметров объекта и регулятора в заданных 
границах. На третьем этапе изучалось в пакете Simulink влияние помех, возникающих в канале обратной связи, на 
скорость электродвигателя. На заключительном этапе выполнялось разложение передаточной функции Н∞-
субоптимального регулятора в цепную дробь по алгоритму Евклида. Эта дробь использовалась для построения элек-
трической схемы регулятора. Результаты. Проведено компьютерное моделирование передаточной функции Н∞-
субоптимального регулятора, системы робастной стабилизации скорости частотно-регулируемого электропривода 
при случайных вариациях неопределенных параметров объекта и регулятора в заданных границах, а также при нали-
чии помех различной интенсивности в канале обратной связи. Выбор варьируемых параметров осуществлялся по 
методу Монте-Карло. Построены кривые переходных процессов скорости асинхронной машины с параметрической 
неопределенностью и при размахах помех, а также диаграмма Боде для разомкнутой системы. По разбросу получен-
ных кривых переходных процессов определялась точность стабилизации скорости машины, а по диаграмме Боде – 
запасы устойчивости по амплитуде и фазе робастной системы. Они находятся в пределах допусков при сравнитель-
но больших отклонениях варьируемых параметров и размахах помех. На базе проведенных исследований разработана 
электрическая схема Н∞-субоптимального робастного регулятора. Новизна. Разработана математическая модель и 
предложена методика расчета и проектирования Н∞-субоптимального робастного регулятора скорости системы 
частотного управления асинхронного электропривода при случайных вариациях неопределенных параметров объекта 
и регулятора в заданных границах и наличии помех в канале обратной связи, обеспечивающая устойчивость системы 
с допускаемыми запасами по амплитуде и фазе и высокую точность стабилизации скорости машины в пределах до-
пусков неопределенных параметров системы и помех. Практическое значение. Полученная структура регулятора из 
аналоговых элементов дает возможность проводить модернизацию систем частотного управления электроприводов, 
находящихся в эксплуатации, с минимальными финансовыми затратами. Библ. 11, рис. 7. 
Ключевые слова: электропривод асинхронный, частотное управление, робастный регулятор, электрическая схема.  
 

Введение. В частотно-регулируемых асинхрон-
ных электроприводах, функционирующих в условиях 
неопределенности, существенное значение имеет за-
дача робастной стабилизации частоты вращения элек-

тродвигателя с заданной точностью. Известно не-
сколько методов [1-5], которые чаще всего использо-
вались в различное время отечественными и зарубеж-
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ными учеными для решения этой задачи. Из них наи-
большее применение находит метод синтеза стабили-
зирующего H∞-субоптимального робастного регуля-
тора. В работах [6-9] на базе этого метода разработа-
ны методология научного исследования, методика 
расчета и электрическая схема стабилизирующего H∞-
регулятора системы управления потокосцеплением 
ротора при случайных вариациях неопределенных 
параметров в заданных границах и помехах в канале 
обратной связи. 

В настоящей работе эта методология применяет-
ся для построения математической модели, а также 
методики расчета и проектирования электрической 
схемы H∞-субоптимального робастного регулятора 
скорости системы частотного управления асинхрон-
ного электропривода. 

Целью работы является расчет и проектирова-
ние робастного регулятора скорости системы частот-
ного управления асинхронного электропривода с па-
раметрической неопределенностью и наличием помех 
в канале обратной связи. 

Методы и результаты исследований. На рис. 1 
представлена структурная схема линеаризованного в 
пределах рабочего участка механической характери-
стики объекта управления в пространстве сигналов 
«вход-выход» [10, 11]. Она содержит передаточные 
функции преобразователя частоты с коэффициентом 
передачи Kfc и постоянной времени Tfc и асинхронно-
го двигателя с короткозамкнутым ротором. Асин-
хронный двигатель представлен апериодическим зве-
ном первого порядка с модулем жесткости β и элек-
тромагнитной постоянной времени Te и интегрирую-
щим звеном с моментом инерции J, учитывающим 
приведенный к оси ротора момент инерции исполни-
тельного механизма. Момент нагрузки (статический 
момент сопротивления) будем считать постоянным и 
приложенным к ротору на установившемся режиме. 
Поэтому его приращением Mrs в рабочей точке стати-
ческой механической характеристики пренебрегаем. 
Приращение электромагнитного момента М двигателя 
в этой же точке принимается равным этому моменту 
[10, 11]. 

 
Рис. 1. Структурная схема асинхронного электропривода 

 
Перейдем от структурной схемы объекта к урав-

нениям состояния в нормальной операторной форме: 
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p – оператор Лапласа; U – управляющее воздействие; 
ω, ω0 – соответственно угловая скорость ротора и 
вращающегося магнитного поля относительно стато-
ра; M, Mcr – соответственно электромагнитный и кри-
тический момент двигателя; scr – критическое сколь-
жение; zp – число пар полюсов; n – индекс номиналь-
ных величин.  
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Перейдем в уравнениях (1) к безразмерным пе-
ременным (3). Тогда получим с учетом (2) следующие 
уравнения состояния объекта: 
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Воспользовавшись уравнениями (4), построим 
структурную схему объекта в пространстве состояний 
(рис. 2). 

 
Рис. 2. Структурная схема объекта управления 

в пространстве состояний 
 

В этой схеме за неопределенные параметры, наи-
более чувствительные к изменениям модели объекта, 
примем коэффициент передачи Kfc преобразователя 
частоты, критический момент Mcr, модуль жесткости 
β и момент инерции J асинхронного двигателя. 

Предположим, что неопределенные параметры 
системы Kfc, Mcr, β и J изменяются в интервалах: 
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где 
fcKp , 

crMp , p, pJ – коэффициенты, учитываю-

щие отклонения относительных значений неопреде-
ленных параметров 

fc
δK ,

cr
δ Mp ,  и J. 
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Заменим каждый из параметров (5), представ-
ленных на рис. 2, структурной схемой. В результате 
получим структурную схему объекта с параметриче-
ской неопределенностью, приведенную на рис. 3. 

 
Рис. 3. Структурная схема объекта управления 

с неопределенными параметрами  
 

Перейдем от структурной схемы, изображенной 
на рис. 3, к матричным уравнениям состояния в кано-
нической форме: 
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x = (x1, x2, x3)
Т – фазовый вектор; y – одномерный век-

тор выхода, по которому замыкается обратная связь; 
z = (z1, z2, z3, z4)

T, w = (w1, w2, w3, w4)
T – соответственно 

входной и выходной векторы неопределенности, свя-
занные между собою матричным выражением 
w(p) = Δ(p)·z(p), в котором матрица неопределенности 
Δ(p) имеет диагональный вид. 

Полученная система уравнений (6) позволяет со-
вместно с весовыми функциями, предложенными в ра-
боте [4] для контроля качества робастной системы, рас-
считать в пакете Robust Control Toolbox по методу сме-
шанной чувствительности передаточную функцию H∞-
субоптимального регулятора для номинального объекта. 
Для асинхронного электропривода с двигателем 
MDXMA 100-32 мощностью 3 кВт, параметрами zp = 2; 
Mn = 20,2 Н·м; Mcr n = 48,5 Н·м; Jn = 0,013 кг·м2; ωn = 
= 148,178 рад/c; ω0n = 157,08 рад/с; βn = 1,908 Н·м/(рад/c) 
и преобразователем частоты с коэффициентом передачи 
Kfc = 1,06 рад/(В·с) и постоянной времени Tfc = 10–4 с 
рассчитанная передаточная функция H∞-регулятора ока-
залась равной: 
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                 (7) 

где a1 = 1; a2 = 1,524·105; a3 = 1,261·106; a4 = 4,729·106; 
b1 = 3,53·105; b2 = 7,385·106; b3 = 5,681·108. 

Присоединим программно к объекту (4) при по-
мощи команд MATLAB робастный регулятор (7) и 
единичную обратную связь, охватывающую систему 
«H∞-регулятор-объект». Исследуем с помощью мето-
да Монте-Карло [4] точность стабилизации угловой 
скорости машины и устойчивость полученной систе-
мы при случайных вариациях неопределенных пара-
метров объекта Kfc, Mcr в диапазоне ±15 %, β в диапа-
зоне ±30 %, J в диапазоне ±25 % и коэффициентов a1, 
a2, a3, a4, b1, b2, b3 регулятора (7) в диапазоне ±15 %.  

На рис. 4 представлено 20 сгенерированных 
кривых переходных процессов угловой скорости 
ротора асинхронного двигателя при единичном 
скачкообразном изменении сигнала на входе систе-
мы и случайном выборе по методу Монте-Карло не-
определенных параметров объекта и регулятора из 
заданных диапазонов. 
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Как и следовало ожидать, представленные на 
рис. 4 кривые не выходят за границы 3 % трубки. 

 
Рис. 4. Переходные процессы угловой скорости ротора 

 

Для исследования устойчивости системы приме-
ним метод логарифмических частотных характери-
стик со случайным выбором по методу Монте-Карло 
неопределенных параметров объекта и регулятора в 
заданных диапазонах. 

На рис. 5 изображена диаграмма Боде с 20 сгенери-
рованными кривыми амплитудных L(ω) и с 20 кривыми 
фазовых φ(ω) частотных характеристик при тех же па-
раметрах, что использовались для расчета кривых, пока-
занных на рис.4. 

Из представленных на этой диаграмме амплитуд-
ных L(ω) и фазовых φ(ω) характеристик видно, что сис-
тема устойчива, так как амплитудная характеристика 
пересекает ось абсцисс раньше, чем фазовая характери-
стика, окончательно спадая, переходит за значение угла 
–180°. При этом расчетное значение запаса устойчиво-
сти по амплитуде составляет 23,12 дБ, а по фазе – 31,75° 
для номинальных значений параметров объекта и регу-
лятора при разбросах случайных кривых, не превы-
шающих 4 дБ для амплитудных и 15° для фазовых час-
тотных характеристик. 

 
Рис. 5. Диаграмма Боде разомкнутой системы 

 

Перейдем к построению электрической схемы 
H∞-субоптимального робастного регулятора. 

Разложим передаточную функцию (7) в цепную 
дробь по алгоритму Евклида: 
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(8) 

где r = 118,1. 
Электрическая схема регулятора, соответствую-

щая дроби (8), показана на рис. 6. При ее создании 
использовались известные методы и правила выпол-
нения электрических схем. 

 
Рис. 6. Электрическая схема робастного регулятора 

 
Схема, изображенная на рис. 6, выполнена в виде 

четырехполюсника и состоит из последовательно со-
единенных первого пассивного четырехполюсника с 
параллельно подключенным конденсатором C1, вто-
рого пассивного четырехполюсника с последователь-
но подключенным резистором R1 и параллельно со-
единенным конденсатором С2, третьего активного 
четырехполюсника с последовательно подключенным 
негатроном отрицательного сопротивления NR, со-
стоящим из операционного усилителя DA1 и сопро-
тивлений R2, R3, R4, четвертого активного четырех-
полюсника с параллельно подключенным негатроном 
отрицательной емкости NC, состоящим из операци-
онного усилителя DA2, конденсатора С3 и резисторов 
R5, R6, пятого пассивного четырехполюсника с па-
раллельно подключенным резистором R7, и операци-
онного усилителя DA3 с резисторами R8 и R9, соеди-
ненного с выходом пятого четырехполюсника. 

Параметры ее конденсаторов и резисторов 
C1 = 28,4 пФ; R1 = 2,32 кОм; С2 = 34 мкФ; R2 = 252 Ом; 
C3 = 31,8 мкФ; R7 = 118 кОм; R8 = 1 Мом; R9 = 1 кОм 
и соответствуют стандартным значениям округлен-
ных коэффициентов, дроби (8) при умножении ее 
числителя и знаменателя на некоторое постоянное 
число, а R3 = R4 и R5 = R6 выбираются из конструк-
тивных соображений. 

Как показывают расчеты, выполненные по мето-
дике [7], при таких значениях емкостей и сопротивле-
ний значения коэффициентов a1, a2, a3, a4, b1, b2, b3 

регулятора (7) не выходят за границы заданного выше 
диапазона ±15 %. 

В системе робастного управления могут возни-
кать помехи, вызванные, например, шумами датчи-
ков, контактами разъемов, электромагнитными поля-
ми, наводками с частотой питающей сети и другими 
причинами. Робастный регулятор, как элемент этой 
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системы, способен, как известно, фильтровать эти 
помехи. Поэтому были выполнены расчеты переход-
ных процессов угловой скорости электродвигателя 
при различных значениях интенсивности помех в ка-
нале обратной связи системы частотного управления с 
робастным регулятором. Расчеты проводились в паке-
те Simulink. Статическая нагрузка на двигатель вели-
чиной 0,75Mn прикладывалась к ротору машины на 
установившемся режиме. 

Результаты расчетов кривых переходных про-
цессов угловой скорости ротора, отфильтрованных 
системой робастного управления, для двух различных 
значений сгенерированных размахов помех при еди-
ничном скачкообразном изменении задающего воз-
действия приведены на рис. 7. 

 
a 

 
б 

Рис.7. Переходные процессы угловой скорости ω/ωn при 
отфильтрованных робастной системой помехах и нагрузке 

на ротор 0,75Mn  в момент времени 0,5 с: 
а – размах помех 10 %; б – 30 % 

 
Анализ этих кривых показывает, что уровень 

фильтрации помех робастной системой в значитель-
ной степени зависит от интенсивности размахов по-
мех и на установившемся режиме находится в диапа-
зоне допусков ±2,5 %, кроме локальной области при-
ложения нагрузки Mrs в момент времени 0,5 с.  

Выводы.  
1. Разработаны математическая модель и методика 

расчета и проектирования электрической схемы 
H∞-субоптимального робастного регулятора скорости 
системы частотного управления асинхронного элек-
тропривода при случайных вариациях неопределен-

ных параметров объекта и регулятора в заданных 
границах и наличии помех в канале обратной связи. 

2. Результаты моделирования переходных процес-
сов угловой скорости ротора по разработанной мето-
дике подтверждают высокую точность стабилизации 
при случайных вариациях неопределенных парамет-
ров в заданных границах и малую чувствительность 
к помехам в канале обратной связи. 
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Calculation and design of a robust speed controller 
of a frequency-controlled induction electric drive. 
Purpose. The aim of the work is the calculation and design of a 
robust speed controller of a frequency-controlled induction  elec-
tric drive with parametric uncertainty and the presence of inter-
ferences in the feedback channel. Methodology. The calculation 
and design of the controller was carried out in four stages. At the 
first stage, a linearized mathematical model of the control object 
with parametric uncertainty was constructed and the transfer 
function of the H∞-suboptimal controller was calculated in the 
Robust Control Toolbox using the mixed sensitivity method. At the 
second stage, the stability of the robust system and the accuracy of 
stabilization of the induction machine speed with random varia-
tions of the object's and controller's uncertain parameters within 
the specified boundaries were explored. At the third stage, the 
influence of interferences arising in the feedback channel on the 
speed of the electric motor was explored in the Simulink package. 
At the final stage, the transfer function of the H∞-suboptimal con-
troller was decomposed into a continued fraction using the 
Euclidean algorithm. This fraction was used to build the electric 
scheme of the controller. Results. Computer modelling of the 
transfer function of H∞-suboptimal controller, the robust stabili-
zation system for the speed of the frequency-controlled electric 
drive with random variations of the uncertain parameters of the 
object and the controller at specified boundaries, as well as with 
the presence of varying intensity interferences in the feedback 
channel, was carried out. The choice of variable parameters was 
carried out according to the Monte-Carlo method. The curves of 
transient processes of the induction machine speed with paramet-
ric uncertainty and at different ranges of interference are con-
structed, as well as a Bode diagram for an open system. By the 
scatter of the obtained curves of the transient processes, the accu-
racy of speed stabilization of the machine was determined, and 
according to the Bode diagram, stability reserves in the amplitude 
and the phase of the robust system were determined. They are 
within tolerances with comparatively large deviations of the var-
ied parameters and the range of interferences. Based on the inves-
tigations, an electrical circuit of the H∞-suboptimal robust con-
troller was developed. Originality. The mathematical model has 
been developed and the methodology for calculating and design-
ing of H∞-suboptimal robust speed controller of the frequency-
controlled system of an induction electric drive with random 
variations of the uncertain parameters of the object and the con-
troller at determined boundaries and the presence of interferences 
in the feedback channel, ensuring the stability of the system with 
allowable reserves of the amplitude and the phase and high accu-
racy of speed stabilization of the machine within the tolerances of 
uncertain system parameters and interferences was proposed. 
Practical value. The obtained structure of the controller from 
analog elements makes it possible to carry out modernization of 
the electric drives frequency-controlled systems in operation with 
minimal financial costs. References 11, figures 7. 
Key words: induction electric drive, frequency control,    
robust controller, electric circuit. 
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МОДЕЛЮВАННЯ РЕЖИМІВ РОБОТИ ТА ЕЛЕКТРОМАГНІТНИХ ЗАВАД 
ПЕРЕТВОРЮВАЧА НА GaN ТРАНЗИСТОРАХ 
 
У роботі досліджено вплив частоти перетворення на ефективність роботи напівмостового перетворювача на GaN 
транзисторах. Наведено результати комп’ютерного моделювання такого перетворювача з урахуванням втрат на 
різних частотах. Показано, що запропонована комп’ютерна модель дозволяє визначити рівень струму споживання, а, 
отже, і ККД напівмостового перетворювача на GaN транзисторах. Моделювання з параметрами, взятими зі схеми 
від виробника призводить до завищених оцінок споживання струму до 2,3 рази. Зміна параметрів RC-кіл, що форму-
ють інтервал «мертвого часу» транзисторів зменшує похибку визначення струму споживання до менш як 5 %. Збіль-
шення тривалості «мертвого часу» суттєво не впливає на точність моделювання несиметричних електромагнітних 
завад і призводить до зміни їх рівня в межах 3 дБ. У результаті дослідження встановлено, що комп’ютерна модель 
має достатню точність для оціночних розрахунків, а розглянуті перетворювачі на GaN транзисторах найкраще 
використовувати з частотами перетворення близько 500 кГц. Такі перетворювачі можуть знайти застосування в 
джерелах живлення бортової апаратури і автомобільних підсилювачах класу D. Бібл. 10, табл. 3, рис. 5. 
Ключові слова: GaN-транзистори, комп’ютерне моделювання, електромагнітні завади, енергоефективність. 
 
В работе исследовано влияние частоты переключения на эффективность работы полумостового преобразователя на 
GaN транзисторах. Приведены результаты компьютерного моделирования такого преобразователя с учетом потерь 
на разных частотах. Показано, что предложенная компьютерная модель позволяет определить уровень тока по-
требления, а, следовательно, и КПД  полумостового преобразователя на GaN транзисторах. Моделирование с пара-
метрами, взятыми из схемы от производителя, дает завышенное потребление тока до 2,3 раз. Изменение парамет-
ров RC-цепей, задающих интервал «мертвого времени» транзисторов уменьшает погрешность определения тока 
потребления до менее 5 %. При этом, увеличение продолжительности «мертвого времени» не влияет в значительной 
степени на точность моделирования несимметричных электромагнитных помех, изменяя их уровень в пределах 3 дБ. 
В результате исследования установлено, что компьютерная модель имеет достаточную точность для оценочных 
расчетов, а рассмотрены преобразователи на GaN транзисторах лучше использовать на частотах переключения 
около 500 кГц. Такие преобразователи могут найти применение в источниках питания для бортовой аппаратуры и 
автомобильных усилителях класса D. Библ. 10, табл. 3, рис. 5. 
Ключевые слова: GaN-транзисторы, компьютерное моделирование, электромагнитные помехи, энергоэффективность. 
 

Вступ. В останні роки значного поширення набу-
ли транзистори на основі нітриду галію (GaN) і карбіду 
кремнію (SiC). Такі транзистори мають невеликі втрати 
на управління і перемикання, малий час перемикання і 
хорошу теплопередачу. Ці властивості надають GaN-
транзисторам низку переваг порівняно з кремнієвими 
(Si) MOSFET і IGBT-транзисторами і розширюють 
сферу їх застосування. Натепер GaN-транзистори є 
перспективними замінниками потужних Si транзисто-
рів. Їх використання забезпечує виконання сучасних 
вимог щодо зменшення енергоспоживання і габаритів 
електронної апаратури. Але GaN-транзистори мають 
поки що порівняно високу вартість. Завдяки своїм 
перевагам транзистори GaN і SiC широко використо-
вують в радіолокації, телекомунікаційному обладнанні 
і є перспективними для багатьох застосувань, де вимо-
ги щодо високого ККД і малих габаритів знаходяться 
на першому місці. Наприклад, для використання в 
аудіо підсилювачах класу D та електроприводі. 

Так у роботі [1] наведено результати порівняль-
ного аналізу ефективності застосування GaN і SiC 
транзисторів для високошвидкісного електропривода. 
Підвищення частоти перетворення, завдяки викорис-
танню GaN транзисторів, призвело до зменшення 
втрат ротора в приводі з постійними магнітами і під-
вищенню його ефективності та питомої потужності в 
цілому. В роботі [2] зроблено порівняння ефективнос-
ті трьох транзисторних випрямлячів: IGBT, MOSFET і 
GaN FET. Через те, що робочу частоту обрано низь-

кою (50 Гц), GaN перетворювач не показав більшу 
ефективність, ніж інші, але забезпечив менший кое-
фіцієнт гармонік. Застосування SiC транзисторів за-
мість IGBT в потужних перетворювачах (до 12 кВт) 
не надає переваги щодо ККД, але дозволяє викорис-
товувати їх за великих робочих температур [3].  

У роботі [4] наведено результати порівняння не-
симетричних (Common Mode) електромагнітних завад 
(ЕМЗ), генерованих Si і GaN транзисторами. Для до-
слідження автори обрали обидва типи транзисторів, 
характеристиками яких подібні і мало відрізняються. 
Як наслідок, в результаті їх дослідження не було ви-
явлено суттєвої відмінності щодо рівнів завад в рег-
ламентованому стандартом діапазоні частот від 
150 кГц до 30 МГц. Відмінності мали місце тільки на 
частотах понад 30 МГц. 

Вплив номіналу розв’язувального конденсатора 
на рівень ЕМЗ, створюваних напівмостовим перетво-
рювачем на GaN транзисторах досліджено в роботі 
[5]. Оцінено вплив додаткової ємності як на симетри-
чну, так і несиметричну складові завад із застосуван-
ням комп’ютерної моделі. Моделювання широко ви-
користовують для аналізу ЕМЗ тому, що значно поле-
гшує процес дослідження і розроблення перетворюва-
чів, забезпечує простоту побудови моделі та можли-
вість оперативно її змінювати. Крім того дозволяє 
зекономити кошти на процес розроблення. 

Однак обґрунтуванню вибору частоти перетво-
рення перетворювачів на GaN транзисторах в літера-
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турі приділено недостатньо уваги. Тому доцільно 
створити комп’ютерну модель перетворювача, дослі-
дити за яких параметрів можна забезпечити найбіль-
шій ККД та наскільки результати моделювання збіга-
ються з експериментальними даними.  

Метою роботи є аналіз ефективності роботи та 
електромагнітних завад напівмостового перетворюва-
ча на GaN транзисторах на різних частотах комутації 
з використанням його комп’ютерної моделі та форму-
вання рекомендацій щодо його застосування. 

Для досягнення поставленої мети треба було ви-
рішити такі завдання: 

 оцінити ефективність перетворювача на GaN 
транзисторах залежно від частоти перетворення; 

 оцінити адекватність комп’ютерної моделі пере-
творювача для обчислення ККД під час роботи на 
різних частотах; 

 оцінити адекватність комп’ютерної моделі для 
розрахунку ЕМЗ перетворювача, виміряних на виході 
еквівалента мережі; 

 за результатами досліджень сформулювати ре-
комендації розробникам щодо доцільності викорис-
тання GaN транзисторів для різних завдань. 

Опис комп’ютерної моделі. Для досліджень об-
рано плату розробки EPC9035 від компанії Efficient 
Power Conversion. Ця плата є модулем напівмостового 
перетворювача, реалізованого на транзисторах 
EPC2022 eGaN®, і містить драйвер керування цими 
транзисторами. У табл. 1 наведено основні параметри 
плати EPC9035. 

 

Час вмикання і час вимикання транзистора 
EPC2022 вказано орієнтовно, вони виміряні під час 
експерименту. 

Комп’ютерне моделювання напівмостового пе-
ретворювача на GaN транзисторах раніше вже було 
зроблене із застосуванням плати EPC9062 [6]. В робо-
ті також наведено результати моделювання ЕМЗ при 
роботі на активне навантаження. У запропонованій 
нижче моделі враховано відмінності конструкції плат, 
використаних компонентів і зроблено моделювання 
роботи на активне навантаження з LC-фільтром. 
Комп’ютерну модель плати EPC9035, з’єднану з дже-
релом живлення через еквівалент мережі, наведено на 
рис. 1. Логічні елементів U1 і U2 використано на платі 
EPC9035 як буфери і для інвертування вхідного сиг-
налу. RC коло, що складається з R2, C2 і діода D1 
формує затримку вмикання транзистора Q1, RC коло 
R7, C4 і діод D2 – формує затримку вмикання транзи-
стора Q2. Мікросхема U3 є драйвером транзисторів 
Q1 і Q2. 

Таблиця 1  
Основні електричні і часові характеристики плати 

для розробки EPC9035 

Параметри Значення
Вихідна напруга, В 80 
Вихідний струм, A 25 
Час наростання і спаду вихідної напруги, нс 3-5 
Опір транзисторів у відкритому стані, мОм 4 
Мінімальна ширина вхідного імпульсу 
в «високому» стані, нс 

50 

Мінімальна ширина вхідного імпульсу 
в «низькому» стані, нс 

100 
 

 

 
Рис. 1. Комп’ютерна модель напівмостового перетворювача з еквівалентом мережі та джерелом живлення  
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Компоненти, для моделювання процесу поши-
рення ЕМЗ і втрат на друкованій платі (дроселі L1, 
L3, резистори R1, R10), чотири розв’язувальні кон-
денсатори C8 – C11 подано на схемі з паразитними 
параметрами: дроселі L8 – L11 (індуктивність виво-
дів) і резистори R15-R18 (внутрішній опір). Паразитні 
параметри дротів живлення подано дроселями L6, L13 
і резисторами R11, R20. Навантаженням перетворю-
вача є дросель L2, навантажувальний резистор R9 і 
конденсатор фільтра C3 з індуктивністю виводів L4. 
Еквівалент мережі подано конденсаторами C6, C7, 
C12, C13, дроселями L5, L12 і резисторами R12, R19. 
Вхідний опір селективного мікровольтметра подано 
резистором R14. Резистором R13 враховано внутрі-
шній опір джерела живлення та опір дротів живлення. 
Конденсатором C5 враховано паразитну ємність між 
виходом перетворювача і «землею». 

Оцінювання енергоефективності напівмосто-
вого перетворювача на GaN транзисторах. На рис. 2 
наведено осцилограми вихідної напруги GaN транзис-
торів EPC2022 під час вмикання (рис. 2,а) і під час 
вимикання (рис. 2,b). 

   
                           а                                               b 

Рис. 2. Форми фронтів імпульсу вихідної напруги 
напівмостового перетворювача EPC9035, 
а – фронт імпульсу, б – спад імпульсу 

 
Втрати потужності напівмостового перетворю-

вача визначено для кожного з GaN транзисторів 
окремо [7]. Загальні втрати PQ1 транзистора Q1 скла-
даються з втрат у відкритому стані Pcond_Q1, втрат на 
перезаряд вихідної ємності POSS, втрат під час вми-
кання Pon_overlap, втрат під час вимикання Poff_overlap, 
втрат на перезаряд вхідної ємності PG_Q1. Загальні 
втрати PQ2 транзистора Q2 складаються з втрат у від-
критому стані Pcond_Q2, втрат на перезаряд вихідної 
ємності в реверсивному режимі POSS_sd, втрат на вбу-
дованому діоді до моменту, поки відкриється транзи-
стор Psd і втрат на перезаряд вхідної ємності PG_Q2. 
Втрати транзисторів Q1 і Q2 можна обчислити за 
формулами [8]: 

;1G_Qpoff_overlaon_overlapOSS1cond_Q1 PPPPPPQ 

.2G_QsdOSS_sd2cond_Q2Q PPPPP   

Для транзистора Q1 втрати під час вимикання 
Poff_overlap і втрати на перезаряд вхідної ємності PG_Q1 
незначні і ними можна знехтувати. Для транзистора 
Q2 можна знехтувати втратами на перезаряд вихідної 
ємності в реверсивному режимі POSS_sd, і втратами на 
перезаряд вхідної ємності PG_Q2. Решта видів втрат 
можна визначити за формулами: 
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де VBUS – вхідна напруга, IOUT – вихідний струм, VOUT 
– вихідна напруга, fsw – частота перемикання, LOUT – 
індуктивність дроселя, D – коефіцієнт заповнення, 
RDS(on)_Q1 – опір транзистора Q1 у відкритому стані, 
RDS(on)_Q2 – опір транзистора Q2 у відкритому стані, 
COSS(Vds) – залежність вихідної ємності від опору стік-
витік, tcr – час наростання струму стоку транзистора, 
tvf – час спаду напруги стік-витік транзистора, 
tdt1 – «мертвий час» перед вмиканням транзистора Q1, 
tdt2 – «мертвий час» перед вмиканням транзистора Q2, 
tSD1 і tSD2 – час протікання струму через зворотний 
діод до моменту відкриття відповідно транзисторів 
Q1 і Q2, VSD1 і VSD2 – напруга стік-витік транзисторів 
Q1 і Q2 в режимі протікання зворотного струму, Iripple 
– максимальне значення струму дроселя, IL,turn_on, 
IL,turn_off –  значення струму дроселя в моменти вклю-
чення та виключення відповідно. 

Навіть наближений розрахунок втрат у напівмос-
товому перетворювачі за наведеними вище формула-
ми досить трудомістка процедура. Для спрощення 
оцінювання ефективності перетворення можна скори-
статися комп’ютерною моделлю, наведеною на рис. 1. 
Для розрахунку достатньо задати частоту перетво-
рення, напругу живлення, вихідну напругу і опір на-
вантаження. Якщо відомий період, нескладно визна-
чити тривалість імпульсів керування, після визначен-
ня коефіцієнта заповнення за формулою 

BUS

OUT

V

V
D  . 

У табл. 2 наведено значення ККД GaN модуля з 
LC-фільтром і навантаженням 8,6 Ом з вихідною 
напругою 7,5 В, напругою живлення 12 В для різних 
частот перетворення. Ефективність роботи перетво-
рювача досліджено на частотах від 50 кГц до 5 МГц з 
використанням запропонованої комп’ютерної моделі з 
номіналами елементів згідно зі схемою, наведеною в 
Development Board EPC9031/32/33/34/35 Quick Start 
Guide. Також для порівняння в табл. 2 наведені зна-
чення ККД, що розраховані за результатами вимірю-
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вання напруги на виході джерела живлення та струму 
споживання плати EPC9035. 

 

Таблиця 2  
Залежність ККД перетворювача від частоти перетворення 

з номіналами елементів згідно схеми  

Частота, МГц 0,05 0,5 1 2 3 5 

Up, В 11,74 11,73 11,71 11,67 11,62 11,52

Іс m, А 0,59 0,6 0,63 0,68 0,75 0,9 

calc 0,94 0,93 0,89 0,82 0,75 0,63 

Up mod, В 11.77 11,64 11,44 11,0 10,8 10,48

ІR13, А 0,58 0,75 1,0 1,6 1,9 2,33 

model 0,96 0,75 0,57 0,37 0,32 0,27 
 

У табл. 2 використано такі скорочення: Up – на-
пруга джерела живлення, Іс m – виміряний постійний 
струм споживання від джерела живлення, calc – ККД, 
розрахований з використанням Up та Іс m, Up mod та ІR13 
– відповідно змодельовані напруга джерела живлення 
та струм через його внутрішній опір, model – ККД, 
отримане за допомогою моделювання. 

Як випливає з табл. 2 виміряний та змодельова-
ний ККД перетворювача досить точно збігаються 
тільки на частоті 50 кГц. З ростом частоти відмінність 
між ними збільшується. З результатів моделювання 
випливає, що струм споживання містить наскрізний 
струм транзисторів, який досягає 80 А у моменти 
перемикання. Форму та амплітуду струму транзистора 
Q1 та напруги на затворах транзисторів Q1 та Q2 
наведено на рис. 3.  

 

1 2 3

1 

2 

3 

 
Рис. 3. Змодельовані напруги керування і струм стоків 

транзисторів перетворювача 
 

Як видно з рис.3 викиди наскрізного струму че-
рез транзистори мають місце, коли один з них ще не 
закрився, а іншій вже відкрився. Цей струм залежить 
від тривалості «мертвого часу» між інтервалами, коли 
транзистори Q1 та Q2 відкриті, та часовими затрим-
ками, які задані в SPICE-моделі драйвера LM5113. 
«Мертвий час», в свою чергу, задано RC-ланкою з 
елементів R8, C1 для транзистора Q1, та RC-ланкою з 
елементів R7, C4 для транзистора Q2. Таким чином, 
SPICE-модель драйвера LM5113 з вказаними вироб-
ником номіналами компонентів працює некоректно на 
частотах вище 50 кГц. Зменшити амплітуду наскріз-

ного струму через транзистори можна, якщо подов-
жити тривалість «мертвого часу» заміною параметрів 
RC-ланок R8C1 та R7C4. Резистори вибрано номіна-
лом 100 Ом, а номінали конденсаторів збільшено 
вдвічі до 200 пФ. У табл. 3 наведено результати моде-
лювання зі зміненою тривалістю «мертвого часу». 
Також для порівняння наведено значення ККД, розра-
ховане за результатами експерименту. 

 
Таблиця 3 

Залежність ККД перетворювача від частоти перетворення 
зі зміненими номіналами елементів моделі  

Частота, МГц 0,05 0,5 1 2 3 5 

Up mod, В 11,79 11,77 11,74 11,7 11,64 11,54

ІR13, А 0,56 0,59 0,61 0,67 0,76 0,89 

model 0,98 0,94 0,91 0,83 0,74 0,64 

calc 0,94 0,93 0,89 0,82 0,75 0,63 

 

Як видно з табл. 3, ККД напівмостового перетво-
рювача на GaN транзисторах, отриманий у процесі 
моделювання model після зміни параметрів RC-ланок, 
майже збігається з ККД, отриманим експерименталь-
но calc. Перетворювач на транзисторах EPC2022 має 
найбільший ККД на частоті 50 кГц і зменшується на 
0,03-0,04 на частоті 500 кГц. Таким чином робочу 
частоту рекомендовано вибирати поблизу цього зна-
чення, тому що зі зростанням частоти ефективність 
роботи модуля знижується, а зі зменшенням частоти 
втрачається перевага у швидкодії. 

Оцінювання ЕМЗ перетворювача на GaN-
транзисторах за допомогою запропонованої моделі. 
Важливим показником перетворювача є рівень ство-
рюваних ЕМЗ. У роботі [8] виконано дослідження 
рівня ЕМЗ підвищувального перетворювача з часто-
тою перетворення 100 кГц, в якому почергово були 
використані Si IGBT IRG4BC30U, каскадний GaN 
NCT8G206N та SiC SCT2120AF транзистори у корпу-
сі ТО-220. В результаті різниця в рівнях ЕМЗ в діапа-
зоні частот до 30 МГц склала не більше 3 дБ, за виня-
тком однієї частоти з провалом на АЧХ, де різниця 
склала 10 дБ. Таким чином, на рівень ЕМЗ у заданому 
діапазоні частот більшою мірою впливає частота пе-
ретворення, параметри пасивних елементів та конс-
трукція перетворювача, а значно меншою мірою тип 
транзисторів. 

Параметри друкованої плати та конструктив ви-
значають рівень несиметричної складової завад через 
паразитну ємність. Вона утворюється між дротами 
живлення і навантаження, доріжками друкованої пла-
ти і «землею». Найбільший вплив на несиметричні 
завади має паразитна ємність між вихідними колами 
перетворювача і «землею».  

Паразитна ємність плати перетворювача виміря-
на методом, описаним в [9] за допомогою додаткового 
конденсатора, який підключено між виходом пере-
творювача і «землею». Рівень ЕМЗ виміряний з дода-
тковим конденсатором і без нього. Потім обчислено 
паразитну ємність, яка складає 1,8 – 2 пФ.  
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Нижче наведено результати оцінювання впливу 
параметрів моделі на рівень змодельованих ЕМЗ у 
порівнянні з виміряними. На рис. 4 наведено рівні 
завад для схеми, що наведена на рис. 1. На рис. 4,a 
показано ЕМЗ з «мертвим часом» згідно документації, 
а на рис. 4,b – з подовженим «мертвим часом» (кон-
денсатори С2, С4 мають ємність 200 пФ). Моделю-
вання зроблено з додатковим конденсатором, для 
того, щоб збільшити несиметричну складову завад. 
Конденсатор С5 на схемі має номінал 58 пФ (ємність 
плати EPC9035 плюс ємність додаткового конденса-
тора 56 пФ).  

 
a 

 
b 

Рис. 4. Рівні ЕМЗ з додатковою ємністю 56 пФ, 
з’єднаної з виходом перетворювачів 

 

Як видно з рис. 4 відмінність тривалості «мерт-
вого часу» не має такого суттєвого впливу на рівень 
змодельованих ЕМЗ, як на ККД. Найбільша відмін-
ність між результатами моделювання і експерименту 
спостерігається на частотах близько 30 МГц.  

Опис випробовуваного модуля і випробуваль-
ного стенду. Плата EPC9035 змонтована на інший 
платі, яка містить елементи, необхідні для забезпе-
чення правильного порядку вмикання і вимикання 
живлення і підведення сигналу керування відповідно 
до Інструкції щодо роботи з платою EPC9035. Варто 
відмітити, що мінімальна тривалість вихідних імпуль-
сів, яку забезпечує драйвер LM5113, складає 40 нс. Це 
дозволило побудувати на основі плати EPC9035 гене-
ратор коротких імпульсів з напругою до 90 В і стру-
мом до 20 А [10]. 

У складі випробувального стенду (рис. 5) вико-
ристано селективний мікровольтметр SMV11, 
V-подібний еквівалент мережі NNB101 (Line Imped-
ance Stabilization Network – LISN), амперметр і транс-
форматорний блок живлення 12 В з лінійним стабілі-
затором напруги. Збірка металоплівкових резисторів 
загальним опором 8 Ом з’єднана зі виходом перетво-
рювача дротами мінімальної довжини.  

 
Рис. 5. Схема стенду для вимірювання струму споживання 

та ЕМЗ 
 

Висновки. 
1. В результаті проведеного дослідження з викорис-

танням запропонованої комп’ютерної моделі встанов-
лено, що результати моделювання з параметрами, взя-
тими зі схеми виробника мають велику похибку (до 2,3 
разів) внаслідок неточної SPICE-моделі драйвера GaN 
транзисторів. Зміна параметрів RC-кіл, які формують 
інтервал «мертвого часу» підвищує точність визначен-
ня струму споживання до не менш як 5 %. 

2. ККД перетворювача на GaN транзисторах прак-
тично не змінюється до частоти 500 кГц, що дозволяє 
використовувати конденсатори і дроселі малих номі-
налів і габаритів. Далі зі зростанням частоти перетво-
рення ККД зменшується. 

3. Для перетворювача з додатковою ємністю на ви-
ході параметри SPICE-моделі драйвера не впливають 
у значній мірі на точність моделювання несиметрич-
них ЕМЗ. 

4. Таким чином, з огляду на великий вихідний 
струм, високу робочу напругу і малий час перемикан-
ня GaN транзистори є перспективними для застосу-
вання в імпульсних генераторах, блоках живлення з 
робочими частотами перетворення понад 500 кГц і в 
потужних Hi-Fi підсилювачах класу D з малими необ-
хідними габаритами, наприклад, автомобільних.  

5. Недоліком GaN транзисторів є висока вартість, в 
декілька разів більша ніж у кремнієвих MOSFET і 
IGBT транзисторів. 
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Modelling of operation modes and electromagnetic 
interferences of GaN-transistor converters. 
Goal. To analyze the efficiency and EMI of a half-bridge con-
verter built on GaN transistors at different switching frequen-
cies and to issue recommendations for its application. Meth-
odology. An EPC9035 development board from Efficient Pow-
er Conversion was selected for research. This board is a half-
bridge converter built on the EPC2022 eGaN® transistors and 
contains a driver for controlling these transistors. To simplify 
the assessment of the conversion efficiency, it is suggested to 
use a computer model of the development board and LISN, 
which simulates the active load with the LC filter. Results. 
Simulation results of the converter efficiency with the nominal 
values of the elements according to the EPC9035 manual 
showed significant deviations from the calculated values at 
frequencies above 50 kHz. This is explained by the presence of 
inrush current through transistors. The inrush current depends 
on the «dead time» between the intervals when the transistors 
are open and the delays specified in the SPICE model of 
LM5113 driver. To reduce the amplitude of inrush current 
and, accordingly, to increase the duration of the «dead time» 
interval, it is proposed to double the capacitors responsible 
for the formation of this interval. Simulation of the converter 
efficiency with the doubled values of the circuit elements 
showed that the results almost coincide with the calculated 
values of the efficiency in the range from 0.05 MHz to 5 MHz. 
The converter on the EPC2022 transistors has the highest 
efficiency at 50 kHz which decreases by 0.03-0.04 at 500 kHz. 
Therefore, it is recommended that the operating frequency 
should be set close to 500 kHz. Simulation of EMI levels re-
sulted that the difference in the duration of the «dead time» 
does not have a significant effect on the levels of simulated 
EMI. The largest difference between the simulation results and 
the experiment is observed at frequencies about 30 MHz and is 
3-6 dB. Originality. For the first time, the computer model was 
used to calculate the efficiency of a half-bridge converter on 
GaN transistors at different frequencies. Practical signifi-
cance. Considering the high output current, high operating 
voltage and short switching times, GaN transistors are prom-
ising for use in pulse generators, power supplies with operat-
ing frequencies exceeding 500 kHz, and in powerful Class D 
hi-fi amplifiers with small dimensions, such as automotive 
ones. References 10, tables 3, figures 5. 
Key words: GaN transistors, computer simulation, electro-
magnetics interferences, energy efficiency. 
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ЗАБЕЗПЕЧЕННЯ ТЕХНІЧНИХ ПАРАМЕТРІВ РЕЗИСТИВНИХ КАБЕЛІВ СИСТЕМИ 
ТЕПЛОЇ ПІДЛОГИ ЗА УМОВИ ЗБЕРІГАННЯ ТЕПЛОВОЇ СТІЙКОСТІ ІЗОЛЯЦІЇ  
 
Встановлено діапазон значень лінійного теплового потоку в залежності від розмірів конструктивних елементів рези-
стивного нагрівального кабелю коаксіальної конструкції. На підставі теплового балансу потужностей, що виділяєть-
ся в струмопровідній жилі та розсіюється з поверхні кабелю, визначено питома потужність нагрівальних резистив-
них кабелів системи теплої підлоги за умови забезпечення теплової стійкості поліетиленової термореактивної ізо-
ляції. Обґрунтовано товщина ізоляції та лінійна напруга нагрівального резистивного кабелю в залежності від матері-
алу струмопровідної жили, що забезпечують теплову стійкість ізоляції. Бібл. 10, табл. 2, рис. 4. 
Ключові слова: резистивний однопровідниковий нагрівальний кабель, питома потужність, лінійна напруга, теплова 
стійкість, поліетиленова термореактивна ізоляція. 
 
Установлен диапазон значений линейного теплового потока в зависимости от размеров конструктивных элементов 
резистивного нагревательного кабеля коаксиальной конструкции. На основании теплового баланса мощностей, выде-
ляемой в токопроводящей жиле и рассеиваемой с поверхности кабеля, определена удельная мощность нагреватель-
ных резистивных кабелей системы теплого пола при условии обеспечения тепловой устойчивости полиэтиленовой 
термореактивной изоляции. Обоснованы толщина изоляции и линейное напряжение нагревательного резистивного 
кабеля в зависимости от материала токопроводящей жилы, обеспечивающие тепловую устойчивость изоляции. 
Библ. 10, табл. 2, рис. 4. 
Ключевые слова: резистивный однопроводниковый нагревательный кабель, удельная мощность, линейное напряже-
ние, тепловая устойчивость, полиэтиленовая термореактивная изоляция. 
 

Вступ. Основу кабельної системи теплої підлоги 
становить кабель. Найбільш розповсюдженими є ре-
зистивні нагрівальні кабелі, котрі за виконанням бу-
вають однопровідниковими (двостороннього підклю-
чення) і двопровідниковими (одностороннього під-
ключення). Однопровідникові кабелі (табл. 1) явля-
ють собою струмопровідну жилу (1) з ізоляцією (2) в 
металевому екрані (3) та захисній полімерній оболон-
ці (4). Причому ізоляція може бути як одно-, так і дво-
шаровою. Наявність захисного екрану є обов’язковою 
за вимогами Правил експлуатації електроустановок, 
причому в своєму перетині він повинен бути еквіва-
лентний 1,0 мм2 мідного провідника [1, 2]. 

Конструкція таких кабелів подібна до радіочас-
тотних, що призначені, наприклад, для передачі теле-
візійних сигналів. Матеріал струмопровідної жили – 
мідь, оцинкована сталь або сплави високого опору. В 
якості ізоляції застосовується зшитий хімічним або 
фізичним методом поліетилен (термореактивна ізоля-
ція); кремнійорганічна гума, теплостійкий полівініл-
хлоридний пластикат [3]. Опір ізоляції повинен бути 
не менше 100 ТОм·м. Захисна оболонка виготовляєть-
ся на основі полівінілхлоридного пластикату або світ-
лостабілізованого поліетилену.  

Основне призначення резистивних кабелів – пе-
ретворювати струм, що протікає по кабелю, в тепло. 
Максимальна робоча температура струмопровідної 
жили не повинна перевищувати 100 C [4, 5]. Потуж-
ність, що виділяється в кабелі на одиницю довжини, 
(номінальна питома електрична потужність, що при-
падає на 1 м нагрівального кабелю при номінальній 
лінійній напрузі на 1 м кабелю) – це головний техніч-
ний параметр цих кабелів. Характерні тепловиділення 
в таких кабелях не перевищують 10 Вт/м за умови 
розташування кабелю в повітрі (табл. 1) [4, 5]. 

Таблиця 1 
Типові характеристики одно провідникового нагрівального 

резистивного кабелю для теплої підлоги 

 
Параметр Показник 

Максимальна температура жили, °С 100 
Максимально припустима температура 
без навантаження, °С 

100 

Максимальне лінійне тепловиділення, Вт/м 10 
Мінімальна температура монтажу, °С –10 
Номінальна напруга частоти 50 Гц, В 220 
Максимальний струм навантаження, А 16 
Мінімальний радіус вигину при 
експлуатації й зберіганні, мм 

150 

Мінімальний припустимий радіус 
однократного вигину, мм 

30 

 
Постановка проблеми. Тепло Pv, що виділяєть-

ся при протіканні струму по жилі з урахуванням змі-
нення питомого опору матеріалу провідника від тем-
ператури [6, 7] gt = 

0T (1 + (Tg – T0)), прямо про-

порційно квадрату лінійного падіння напруги Up на 
жилі, та зворотно пропорційно лінійному опору 
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R
gt

gt






 струмопровідної жили з радіусом r1 
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RUP
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, [Вт/м],             (1) 

де αρ – температурний коефіцієнт питомого опору 
(αρ = 0,004 К–1 – для міді, αρ = (0,0001–0,00025) К–1 – 
для ніхрому); Tg, T0 – температура струмопровідної 
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жили в нагрітому стані за рахунок протікання номіна-
льного струму та початковому стані (20 С) відповідно. 

В резистивних кабелях струмопровідна жила має 
високий внутрішній опір і при підключенні до елект-
ричної мережі рівномірно нагрівається по всій дов-
жині. Ця властивість змушує строго стежити за тем-
пературним режимом працюючого кабелю: при 
погіршенні тепловіддачі на окремій ділянці можливий 
перегрів і перегоряння кабелю. Тому, як правило, ці 
кабелі підключаються через регулятори температури 
нагріву. Фіксований питомий опір кабелю накладає 
обмеження на загальну довжину: її зменшення відно-
сно значень, що рекомендовано, призводить до збіль-
шення питомої потужності, що знижує довговічність 
роботи кабелю. І, навпаки, – збільшення довжини зни-
жує питому потужність і, відповідно, ефективність 
обігріву. 

Сукупність конструктивних особливостей та ма-
теріалів, що застосовуються в конструкціях кабелів 
для теплої підлоги, повинні забезпечувати комплекс 
електричних, теплових та механічних характеристик 
відповідно до умов експлуатації при оптимальних 
масогабаритних розмірах. 

В роботі [6] сформульовано задачу оптимізації 
силового кабелю коаксіальної конструкції для забез-
печенні максимального теплового потоку, що розсію-
ється з поверхні кабелю, при фіксованій товщині по-
лімерній ізоляції. Цільовою функцією оптимізації 
обрано лінійну щільність теплового потоку, що роз-
сіюється з поверхні кабелю, в залежності від товщини 
захисної полімерної оболонки. В низьковольтних на-
грівальних резистивних кабелях забезпечення макси-
мальної лінійної щільності теплового потоку можливо 
шляхом варіацій як товщини захисної полімерної 
оболонки, так і товщини ізоляції. Основна умова оп-
тимізації конструкції кабелю – забезпечення теплової 
стійкості ізоляції, що обмежує, по-перше, довготрива-
лу робочу температуру струмопровідної жили, а по-
друге, температуру на поверхні кабелю, яка не пови-
нна перевищувати 60 С відповідно до вимог на елек-
тричну кабельну систему опалення [2]. 

Отже, метою статті є визначення питомої поту-
жності кабельної системи при варіюванні товщини 
ізоляції та захисної полімерної оболонки за умови 
забезпечення теплової стійкості ізоляції на підставі 
теплового балансу між потужністю, що виділяється в 
струмопровідній жилі, та потужністю, що віддається в 
оточуюче середовище з поверхні резистивного нагрі-
вального кабелю.  

Модель для визначення лінійного теплового 
потоку. Лінійний тепловий потік ql, що розсіюється в 
резистивному кабелі коаксіальної конструкції (рис. 1) 
при протіканні номінального струму по жилі, визна-
чається як [6]  
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де ТOS – температура навколишнього середовища – 
повітря, К; RΣ – загальний тепловий опір елементів 
кабелю і навколишнього середовища, (Км) / Вт. 

Розрахунок лінійного теплового потоку виконано 
в два етапи: на першому – при зміні радіусу по ізоля-
ції r2var (товщині ізоляції) та сталій товщині захисної 
полімерної оболонки; на другому – навпаки: при ста-
лій товщині ізоляції та зміні радіусу r4var захисної по-
лімерної оболонки. 

а 

в 
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Рис. 1. Типова конструкція (а), теплова схема заміщення (б) 
та схематичне представлення розподілення температури (в) 

за товщиною конструктивних елементів резистивного 
нагрівального кабелю коаксіальної конструкції 

(1 – струмопровідна жила, 2 – ізоляція, 3 – металевий екран 
по ізоляції, 4 – захисна полімерна оболонка) 

 
В обох випадках загальний тепловий опір R∑ [6-10]  

OSRRRR  42 ,                       (3) 

є функцією конструктивних розмірів кабелю. 
Теплові опори струмопровідної металевої жили 

та металевого екрану прийнято рівними нулю (коефі-
цієнти теплопровідності металів в 20-100 разів більше 
за коефіцієнти теплопровідності ізоляційних матеріа-
лів [7, 9]), тобто R1 = R3  0. 

Складові теплового опору: тепловий опір ізоляції 
(для першого етапу розрахунку при зміні r2var): 
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тепловий опір захисної полімерної оболонки (для 
другого етапу розрахунку при зміні r4var): 
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тепловий опір оточуючого середовища (повітря) 
(в обох випадках змінення кожної складової теплово-
го опору призводить до змінення поверхні охоло-
дження Sos кабелю): 
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.                         (6) 

У наведених формулах (4, 5) позначено: λ2, λ4 – 
коефіцієнти теплопровідності ізоляції і захисної полі-
мерної оболонки; ef – ефективний коефіцієнт тепло-
віддачі в навколишнє середовище за рахунок конвек-
ції і випромінювання, 2r1 – діаметр жили, 2r2var – діа-
метр ізольованого проводу, 2r3 – діаметр по метале-
вому екрану, 2r4var – діаметр по полімерної захисної 
оболонці. 

На рис. 2 показано вплив товщини поліетилено-
вої ізоляції (λ2 = 0,25 Вт/(м·К)) та полівінілхлорідної 
захисної оболонки (λ4 = 0,35 Вт/(м·К)) на лінійний 
тепловий потік резистивного нагрівального кабелю 
коаксіальної конструкції. Розрахунок виконано для 
трьох діаметрів струмопровідної жили: 

 2r1 = 0,4 мм – криві 1 та 1’; 
 2r1 = 0,8 мм – криві 2 та 2’; 
 2r1 = 1,6 мм – криві 3 та 3’ при варіюванні радіу-

су ізоляції (r2var / r1) – криві 1, 2 і 3, та при варіюванні 
радіусу полімерної захисної оболонки (r4var / r1) – кри-
ві 1’, 2’ і 3’ відповідно. 

Ефективний коефіцієнт теплопередачі дорівнює 
10 Вт/(м2 К). Товщина полімерної оболонки 0,5 мм 
для кривих 1, 2 і 3. Товщина ізоляції 0,8; 1,6 і 3,3 мм 
для кривих 1’, 2’ і 3’ відповідно. 
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Рис. 2. Визначення очікуваних значень лінійного теплового 
потоку в залежності від розмірів конструктивних елементів 
резистивного нагрівального кабелю коаксіальної конструкції 

 
Як доводять результати розрахунку (див. рис. 2), 

максимальні значення лінійного теплового потоку, що 
може розсіюватися з поверхні кабелю, знаходяться в 
діапазоні від 70 до 90 Вт/м (криві 1 та 3). Такі значен-
ня відповідають значному, в 40-100 разів, більшому 
діаметрі по ізоляції та захисній оболонці відносно 
діаметру струмопровідної жили. Значення лінійного 
теплового потоку в діапазоні (40-50) Вт/м забезпечу-
ються при менших співвідношеннях геометричних 
розмірів (показано точками на кривих 1, 2, 3 на рис. 2). 

Питома потужність нагрівальних резистивних 
кабелів за умови забезпечення теплової стійкості 
ізоляції. Значення лінійного теплового потоку в діа-
пазоні (40-50) Вт/м (рис. 3, крива 5) забезпечується 
конструкцією кабелю, струмопровідна жила котрого 
виконана на основі ніхрому діаметром 0,8 мм, зі зши-
тої поліетиленової ізоляції товщиною 4,8 мм та полі-
вінілхлоридної захисної оболонки товщиною 0,5 мм. 
Загальний діаметр кабелю становить 11,6 мм при   

товщині алюмінієвого екрану 0,1 мм. Такі значення 
спостерігаються при лінійній напрузі 10 В/м, що від-
повідає тепловому балансу між потужністю, що виді-
ляється в жилі Pv, та потужністю, що розсіюється з 
поверхні кабелю P0 в повітря (див. рис. 1,а; крива 5 на 
рис. 3,а).  
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Рис. 3. До визначення питомої потужності за умови тепло-
вої стійкості ізоляції нагрівальних резистивних кабелів 

(крива 1 – лінійна напруга 2 В/м; крива 2 – 4 В/м; 
крива 3 – 6 В/м; крива 4 – 8 В/м; крива 5 – 10 В/м) 

 
Температура на поверхні кабелю (Tp = T4) стано-

вить 90 С, струмопровідної жили – Tg = 250 С (крива 
5 на рис. 3,б). За таких температур порушується теп-
лова стійкість зшитої поліетиленової ізоляції, що 
унеможливлює працездатність нагрівального кабелю 
в системі теплої підлоги. Температура зшитої полі-
етиленової ізоляції не повинна перевищувати 90 С 
[3, 9]. Застосування більш нагрівостійкої на основі 
політетрафторетилену або мінеральної ізоляції забез-
печує створення високотемпературних кабелів для 
підігріву нафтопроводів та технологічного обладнан-
ня [5].  

Зменшення лінійної напруги до 6 В/м (рис. 3, 
крива 3) забезпечує тепловий баланс (Pv = P0) на рівні 
18 Вт/м при температурі поверхні кабелю 50 С. При 
цьому температура струмопровідної жили перевищує 
максимально допустиме значення 100 С та становить 
115 С (дивись крива 3 на рис. 3,б).  

Зменшення товщини ізоляції до 1 мм забезпечує 
тепловий баланс при температурі поверхні кабелю 
53 С та температури жили 86 С при номінальній 
лінійній напрузі 4 В/м (рис. 4,а, крива 2). Очікуване 
значення питомої потужності становить 8,8 Вт/м 
(рис. 4,а, крива 2 на верхньому рисунку).  

При застосуванні мідної жили такої самої конс-
трукції значення питомої потужності дорівнює 7 Вт/м 
(рис. 4,б, крива 2 на верхньому рисунку) при лінійній 
напрузі 0,5 В/м. Температура поверхні кабелю стано-
вить 47 С, температура жили – 80 С (рис. 4,б, 
крива 2). Діаметр кабелю – 4 мм.  

Порівняння двох однакових за розміром конс-
трукцій кабелю, що відрізняються матеріалом стру-
мопровідної жили, доводить: при напрузі живлення 
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220 В довжина секції кабелю з ніхромовою жилою 
становить 55 м загальною потужністю 484 Вт; довжи-
на секції кабелю з мідною жилою – 440 м загальною 
потужністю 3080 Вт. Вісім секцій на основі кабелю з 
ніхромовою жилою загальною довжиною 440 м за-
безпечують потужність 3872 Вт.  
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крива 1 – лінійна напруга 3,75 В/м; 
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крива 1 – лінійна напруга 0,4 В/м; 
крива 2 – 0,5 В/м; крива 3 – 0,6 В/м 
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Рис. 4. Вплив товщини ізоляції та лінійної напруги 

нагрівального резистивного кабелю на теплову стійкість 
термореактивної поліетиленової ізоляції 

 
При розміщенні кабелю безпосередньо в підлозі 

(цементно-піщаному розчині) тепловий опір оточую-
чого середовища [7] 
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де λOS = 0,6 Вт/(м·К) – коефіцієнт теплопровідності 
цементно-піщаного розчину; L =1 м – довжина кабе-
лю, d – діаметр кабелю, h – глибина розташування 
кабелю. 

В табл. 2 наведено порівняльний аналіз теплових 
опорів при розташуванні кабелю в повітрі та цемент-
но-піщаному розчині на відстані 50 мм від поверхні 
полу.  

 

Таблиця 2 
Вплив середовища, що оточує кабель діаметром 4 мм, 

на загальний тепловий опір  
При розташуванні 
кабелю в повітрі 

При розташуванні кабелю в 
цементно-піщаному розчині Тепло-

вий опір 
кабелю: 
R2 + R4, 
К·м/Вт 

Тепловий 
опір повітря:
ROS, К·м/Вт 

Загальний 
тепловий 
опір R∑, 
К·м/Вт 

Тепловий опір 
середовища, що 
оточує кабель: 

ROS, К·м/Вт 

Загальний 
тепловий 
опір R∑, 
К·м/Вт 

1,3507 3,2811 4,6318 1,0376 2,3883 
 

Розташування кабелю в цементно-піщаному роз-
чині зменшує загальний опір в 1,94 рази в порівнянні 
з розташуванням в повітрі, що забезпечує ефектив-
ність дії нагрівального резистивного кабелю. 

Висновки. 
1. Встановлено, що найбільші значення лінійного 

теплового потоку на рівні (70-90) Вт/м досягаються 
для оптимальної конструкції однопровідникового ре-
зистивного кабелю зі струмопровідної жили в діапа-
зоні від 0,4 мм до 1,6 мм при варіюванні товщини 
зшитої поліетиленової ізоляції та захисної оболонки 
на основі полівінілхлоридного пластикату. 

2. На підставі теплового балансу потужностей, що 
виділяється в струмопровідній жилі та розсіюється з 
поверхні кабелю, визначена питома потужність нагрі-
вальних резистивних кабелів системи теплої підлоги 
для забезпечення теплової стійкості поліетиленової 
термореактивної ізоляції. Доведено, що для двох од-
накових конструкцій кабелю, що відрізняються мате-
ріалом струмопровідної жили, більш ефективним є 
застосування ніхрому в порівнянні з міддю: питома 
потужність більша в 1,26 рази, лінійна напруга – в 8,5 
рази відповідно. В обох випадках забезпечується теп-
лова стійкість зшитої поліетиленової ізоляції. 

3. Розглянута методика обґрунтування питомої по-
тужності, що відповідає теплової стійкості нагріваль-
них резистивних кабелів на підставі теплового балан-
су, може бути застосована як для системи теплої під-
логи, так і для інших сфер застосування нагрівальних 
кабелів. 
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Providing technical parameters of resistive cables of the 
heating floor system with preservation of thermal resistance 
of insulation. 
Introduction. The main purpose of resistive cables is to convert 
the current flowing through the cable into heat. The maximum 
operating temperature of the conductive core should not exceed 
100 °C. Power output per cable per unit length (nominal spe-
cific electrical power per 1 m of heating cable at rated line volt-
age per 1m cable) is the main technical parameter of these ca-
bles. The heat released by the conductivity of the core current, 
taking into account the change in the resistivity of the core ma-
terial from temperature, is directly proportional to the square of 
the linear voltage drop across the core, and inversely propor-
tional to the linear resistance of the core. Typical heat dissipa-
tion in such cables does not exceed 10 W/m, provided the cable 
is placed in the air. Purpose. Determination of the specific 
power of the cable system when varying the thickness of the 
insulation and the protective polymer shell, provided the ther-
mal stability of the insulation on the basis of thermal balance 
between the power released in the core and the power released 
into the environment from the surface of the resistive heating. 
Methodology. The calculation of the linear heat flux is per-
formed in two steps: when changing the radius of insulation 
(thickness of insulation) and the constant thickness of the pro-
tective polymer shell; at constant thickness of insulation and 
change of radius of the protective polymer jacket . The highest 
values of linear heat flux at (70-90) W/m are achieved for the 
optimum design of a single-conductor resistive cable from a 
conductive core in the range of 0,4 mm to 1,6 mm when varying 
the thickness of the cross-linked polyethylene insulation and 
protective sheath based on polyvinyl chloride plastic. The spe-
cific power of heating resistive cables, provided the thermal 
stability of the crosslinked polyethylene insulation is determined 
based on the thermal balance between the power generated in 
the core and the power dissipated from the surface of the cable 
into the air. Practical value. The thickness of the insulation and 
the linear voltage of the heating resistive cable, depending on 
the material of the core, providing thermal stability of the insu-
lation are substantiated. The methodology of substantiation of 
specific power, which corresponds to thermal stability of heat-
ing resistive cables on the basis of thermal balance, can be ap-
plied to both the floor heating system and other areas of appli-
cation of heating cables. References 10, tables 2, figures 4. 
Key words: resistive single conductor heating cable, specific 
power, linear voltage, thermal stability, polyethylene ther-
mosetting insulation. 



Електричні станції, мережі і системи 

48  ISSN 2074-272X. Електротехніка і Електромеханіка. 2020. №3 

© I. Boukhechem, A. Boukadoum, L. Boukelkoul, R. Lebied 

UDC 621.3                                                                                                                   doi: 10.20998/2074-272X.2020.3.08 
 
I. Boukhechem, A. Boukadoum, L. Boukelkoul, R. Lebied 
 

SENSORLESS DIRECT POWER CONTROL FOR THREE-PHASE GRID SIDE 
CONVERTER INTEGRATED INTO WIND TURBINE SYSTEM UNDER DISTURBED 
GRID VOLTAGES 
 
Wind turbines with permanent magnet synchronous generator (PMSG) are widely used as sources of energy connected to a grid. 
The studied system is composed of a wind turbine based on PMSG, a bridge rectifier, a boost converter, and a controlled inverter 
to eliminate low-order harmonics in grid currents under disturbances of grid voltage. Traditionally, the grid side converter is 
controlled by using the control VFOC (Virtual Flux Oriented Control), which decouple the three-phase currents indirect 
components (id) and in quadratic (iq) and regulate them separately. However, the VFOC approach is dependent on the 
parameters of the system. This paper illustrates a new scheme for the grid-connected converter controller. Voltage imbalance and 
harmonic contents in the three-phase voltage system cause current distortions. Hence, the synchronization with the network is an 
important feature of controlling the voltage converter. Thus, a robust control method is necessary to maintain the adequate 
injection of the power during faults and/or a highly distorted grid voltage. The proposed new control strategy is to use the direct 
power control based virtual flux to eliminate side effects induced by mains disturbances. This control technique lowers 
remarkably the fluctuations of the active and reactive power and the harmonic distortion rate. The estimated powers used in the 
proposed control approach is calculated directly by the positive, negative, and harmonic items of the estimated flux and the 
measured current without line sensor voltage. References 27, tables 6, figures 13. 
Key words: direct power control based virtual flux, disturbances of grid voltage, permanent magnet synchronous generator. 
 
Ветряные турбины с синхронным генератором на постоянных магнитах (PMSG) широко используются в качестве 
источников энергии, подключенных к сети. Исследуемая система состоит из ветряной турбины на основе PMSG, 
мостового выпрямителя, повышающего преобразователя и управляемого инвертора для устранения гармоник низкого 
порядка в токах сетки при возмущениях напряжения сети. Традиционно преобразователь на стороне сети 
управляется с помощью виртуального потокоориентированного управления VFOC (Virtual Flux Oriented Control), 
который разделяет трехфазные токи на косвенные компоненты (id) и на квадратичные компоннеты (iq) и 
регулирует их отдельно. Однако подход VFOC зависит от параметров системы. Данная статья иллюстрирует 
новую схему для контроллера преобразователя, подключенного к сети. Дисбаланс напряжения и содержание 
гармоник в трехфазной системе напряжения вызывают искажения тока. Следовательно, синхронизация с сетью 
является важной особенностью управления преобразователем напряжения. Таким образом, надежный метод 
управления необходим для поддержания адекватной подачи энергии во время неисправностей и/или значительно 
искаженного напряжения сети. Предложенная новая стратегия управления заключается в использовании 
виртуального потока на основе прямого управления мощностью для устранения побочных эффектов, вызванных 
помехами в сети. Этот метод управления значительно снижает колебания активной и реактивной мощности и 
уровень гармонических искажений. Оценочные мощности, используемые в предлагаемом подходе к управлению, 
рассчитываются непосредственно по положительным, отрицательным и гармоническим элементам оцененного 
потока и измеренного тока без напряжения линейного датчика. Библ. 27, табл. 6, рис. 13. 
Ключевые слова: виртуальный поток на основе прямого управления мощностью, возмущения напряжения сети, 
синхронный генератор с постоянными магнитами. 
 

Introduction. Renewable sources connected to a 
grid with their inherent intermittent behavior inevitably 
impose a major challenge to the conception of the 
controller voltage source converter. The majority of 
control approaches have equivocal statements according 
to their performance under conditions of non-ideal 
voltage grid prevailing in an integrated micro-grid system 
with renewable energy. Renewable energy production has 
become a significant development trend for contemporary 
grids because of environmental concerns. Wind energy is 
one of the important sources of renewable energy and is a 
fast-growing technology [1, 2]. There are two types of 
wind energy systems: the grid-connected system and the 
stand-alone wind system. Actually, the application of 
grid-connected is largely preferred to stand-alone wind 
systems. The most common configuration for MWT 
systems connected to the grid of less than 20 kW 
normally consists of a high-pole-pair PMSG supplying a 
three-phase rectifier followed by a boost converter and an 
inverter [3]. At the generator terminals, a diode bridge 
rectifier can be used since no external excitation current is 
required. The non-controlled rectifier with a boost 

converter or supercharged converter serves to regulate the 
rotor voltage or speed. The interfaces between renewable 
energy sources and a grid-side have played a crucial role 
in terms of reliability, the flexibility of connection, and 
quality of energy and gradually attracted attention from 
the academic and the industrial worlds these last years. 
These interfaces can regulate the powers with a constant 
power factor or constant currents. Various studies of these 
electronic power interfaces and control methodologies 
have been largely realized, including the development of 
schemas of switching to improve the quality of the energy 
[4]. Traditionally, the grid side converter is controlled by 
using the control VFOC (Virtual Flux Oriented Control) 
[5] or VOC [6], which decouple the three-phase currents 
in Direct components (id) and in quadratic (iq) and 
regulate them separately. A reference frame aligned with 
the rotary vectors voltage or virtual flux [7]. However, the 
VFOC or VOC approaches are dependent on the 
parameters of the system and various simplifying 
approximations are made; for instance, the magnetic 
saturation of the inductor is not considered that is, the 
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inductor is constant whatever of the current values [8]. 
The three-phase rectifier control approaches in width of 
impulse can be classified, as quoted in the literature, as 
vector control (VOC) and direct power control (DPC) 
[16]. The vector control (VC) can be based on grid side 
voltage [17-19] or virtual flux (VF) [20] using integral 
proportional controllers (PI). However, it offers some 
disadvantages, such as its addiction to the variation of 
system parameters, and that its performance largely 
depends on the agreement of the PI parameters. The direct 
power control strategy (DPC) has become one of the most 
recent research topics in recent years relying on its fast 
dynamic response, its a simple structure, and its high 
power factor [21, 22]. In DPC schemes developed, instant 
active and reactive powers are directly controlled [24]. 
This is what we need more than sensors (voltage sensors 
and AC mains sensors) that not only raises the volume 
and cost of the system but also lowers the reliability of the 
system [22]. The grid-connected three-phase rectifier can 
be seen as a virtual AC motor, its virtual flux link can be 
used to estimate the voltage of the rectifier [26]. Virtual 
flux (VF) based schematics are popular in voltage-free 
controller designs for the following two reasons. The 
application of VF remains the common benefits of 
sensorless strategies, such as cost reduction, reliability, 
and overall improvement. During this time, it eliminates 
the orientation point limitation for the control system [25] 
and improves the harmonic tolerance [26]. A more 
complete comparative study is conducted to evaluate the 
performance of the system in different grid voltage 
conditions where the voltage unbalances vary by up to 
20 % and the distortion varies by 10 %. The global 

magnitude of total harmonic distortion (THD) presented 
by VF-DPC and the resilient direct power control 
RV-DPC is always inferior to that of V-DPC [15]. The 
V-DPC possesses a low immunity to asymmetric and 
deformed voltage; the VF-DPC shows a better reliability 
only under distorted grid voltage [15] a new method of 
VF-DPC control based on the virtual flux estimate 
Capable of handling these problems; it results in a stable 
and regular estimated virtual flux with a sectorial 
detection at a high precision [23]. 

The aim of this article is to inject all the power 
provided by a wind turbine based on the PMSG is a three-
phase microgrid subjected to various voltage conditions. 
This document also seeks to propose a new strategy by 
integrating new theory, Direct Power Control, based on 
the virtual flux (VF_DPC) to ensure that the injected 
currents in the three-phase grid emulate the sinusoidal 
forms even when the grid voltage is no longer ideal. 

Modeling Of The Wind Conversion. In the 
suggested system of energy, the PMSG is plugged to the 
grid through an inverter assisted by a rectifier bridge and 
a boost converter (Fig. 1). The rectifier consisted of 
diodes that convert the AC output voltage from PMSG 
to a DC voltage. The boost converter increases the 
output rectifier voltage at a regulated DC level. The 
boost converter regulates the speed of the generator or 
the active power of the generator to capture the 
maximum power of available wind energy. The grid-side 
converter (GSC) is then utilized to control the DC link 
voltage and transfer all the active power provided by the 
turbine to the grid. 

 

 
Fig. 1. The system under study comprising PMSG assisted with diode rectifier and boost converter 

 

Wind Turbine Modeling. The wind turbine is 
three-dimensional, with complex shapes in movement, 
inundated in a stream air; it changes over the wind's 
motor vitality and conveys mechanical force portrayed by 
a rotating speed and mechanical torque. The dynamic 
force accessible to the turbine is given by: 
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where  is density of air (1.25 kg/m3), S is area swept by 
the turbine (m2), R is turbine radius (m), V is wind speed 
(m/s). 

Aerodynamic shaft power is given by: 
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where Cp is the power coefficient which is a function of 
the pitch angle of rotor blades and of the tip speed ratio; 
 is orientation angle of the blades;  is specific speed 
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where turb is speed of the turbine. 
Modeling of PMSG. The model of PMSG in d−q 

transformation is given by the accompanying voltage 
framework condition 
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The electromagnetic coupling 
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where Ld is stator inductance in d-axis, Lq is stator 
inductance in q-axis, Lq and Ld are supposed independent 
of , f  is magnet flux. 
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Equation (6) represent the expression of 
electromagnetic torque: 
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in which Cem = 3/2pf Iq, where p is the pole pair 
number; Rs is stator resistance; Vd and Vq are stator 
voltage components; Id and Iq are stator current 
components. 

Control Of Boost Converter. At the output of 
certain renewable sources (such as wind systems) in 
general, the voltage generated is not enough to ensure the 
proper functioning of the inverter. For this, a DC/DC 
boost converter must be used, built with electronic 
semiconductor devices, an inductor and a capacitor in 
parallel [12]. The wind generator is tied to a boost 
converter, and its input voltage is controlled so that the 
wind generator delivers the maximum power to its output 
terminals. The boost converter is connected between the 
output terminals of the non-controlled rectifier and the 
input of the inverter, as shown in Fig. 2. 

 
Fig. 2. Structure and principle control of an AC / DC converter 

 
The essential role of the boost converter is to convert 

the variable input DC voltage, due to different operating 
conditions, to a suitable constant DC voltage. The DC 
link voltage can be maintained constant at the reference 
value by adjusting the duty cycle of the converter. In 
doing so, the DC voltage is controlled to sufficient and 
non-fluctuating levels so that maximum power is injected 
under better conditions through the grid side inverter. The 
control framework of the DC-DC boost converter is 
founded on the use of the PI controller to keep the DC 
link voltage at the reference value as shown in Fig. 2. The 
voltage/current input/output relationship of the boost 
converter can be written as [13]. 

Direct Power Control Based On Virtual Flux 
(VF_DPC). In this situation, the direct power control 
based on the virtual flux (DPC-VF) is used instead of the 
direct power control (DPC). This control technique 
greatly lowers the fluctuations of the active and reactive 
power and the harmonic distortion rate THD, keeping the 
advantage of control without the line voltage sensor. In 
the VF concept, the virtual AC motor is assumed from the 
behavior of grid voltages and AC side coupling 
impedance with inductance L in series with equivalent 
resistance R. As a result, L and R are analogous to the 
leakage inductance and the stator resistance of an AC 
motor, respectively [26]. The control of the active (Pref) 

and reactive (Qref) power are compared with the estimated 
active and reactive power values (Pes and Qes) by 
hysteresis controllers, respectively. The output digitized 
signals (SP) and (SQ) and the vector position (θφ) make it 
possible to select the appropriate voltage vector according 
to the switching table defined in [24]. 

Figure 3 shows the maximum power point tracking 
(MPPT) control charts for the optimal torque control 
method respectively. The torque reference multiplied by 
the speed of the turbine (t) gives the optimal power 
reference. As shown in Fig. 3, the maximum power of the 
wind turbine is calculated from the equation 
[Pref

* = Tref
*t] which represents the power reference 

injected into the grid. 

 
Fig. 3. Block diagram of MPPT Optimal torque control 

 
Model of Grid Side Converter. The vector of 

virtual flux φαβ can be estimated from the integration of 
the vector of grid voltages eαβ as indicated follow in 
equation (8). 

The voltages of the converter (Fig. 4) are estimated 
in the block ais follows 
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where Sa, Sb, and Sc are the switching states of the rectifier 
and (Vs, Vs) are the AC side voltages of the converter. 
Vdc is rectified voltage. 

The components of the virtual flux φs are calculated 
as follows: 
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where Vs(αβ) is the voltage at the output of the inverter at 
the α, β mark; iα and iβ are grid currents in the Concordia. 

 
Fig. 4. Simplified representation of a three-phase PWM inverter 

 
The virtual flux concept has been developed for a 

better estimate of instantaneous active and reactive power 
in AC-free sensor operation. The use of an ideal integrator 
for computing the virtual flux produces a DC offset. 
According to (7) and (8) the integrator can be used to 
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estimate the virtual flux, but the initial value of the flux 
has to be estimated first, this complicates the simulation 
and the DC offset could be produced easily [14]. The 
virtual line stream observer (Fig. 5) shows that the new 
algorithm responds faster than traditional control. 

 
Fig. 5. The virtual line flux linkage observer 

 
The active and instantaneous reactive powers are 

observed in the (power observer block) by the 
measurement of the line current and the observation of the 
virtual flux components in equation [9]. Instant active and 
reactive powers can be estimated as 
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There is a change in the sector. These sectors may be 
expressed as follows (Fig. 6) 

6
)4(

6
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Fig. 6. Virtual flux plane 12 sectors 

 
The position of the VF vector 
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is used in the VF-DPC scheme to select the appropriate 
converter voltage vector according to the switch table 
defined in Table 1. 

Table 1 
Switching Table 

Sp Sq 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 
1 0 V5 V6 V6 V1 V1 V2 V2 V3 V3 V4 V4 V5 
 1 V3 V4 V4 V5 V5 V6 V6 V1 V1 V2 V2 V3 
0 0 V6 V1 V1 V2 V2 V3 V3 V4 V4 V5 V5 V6 
 1 V1 V2 V2 V3 V3 V4 V4 V5 V5 V6 V6 V1 

 

Modified Direct Power Control (M DPC) for 
Converter. When the grid is unbalanced and harmonized, 

according to the theory of symmetrical decomposition, an 
unbalanced and distorted three-phase system can be 
decomposed into three symmetrical components: the 
positive sequence, the negative sequence, and the zero 
sequence. 

In fixed reference systems the flux and the measured 
current are expressed as 
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According to the theory of symmetric 
decomposition: 
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here the indices (+) and (–) indicate the positive sequence 

and the negative sequence, 
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2
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ea , the zero sequence 
is Xh = X – X+ – X–. 

After substituting the flux and the current by their 
values indicated in (10) and (11), the results of the active 
and reactive powers can be grouped as follows 
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The target control of the DPC strategy is to eliminate 
the negative and harmonic components of the current, so 
we can force 

0  h
s

h
sss iiii  .                     (15) 

Leading to 
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where Pneg and Qneg represent the interaction between the 
negative sequence and the positive sequence of flux and 
currents that generate oscillation in active and reactive 
power with a frequency of 2ω. 

So we have 
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where Phar and Qhar represent the interaction between the 
harmonic parts of the flux and the positive sequence of 
the currents. 

It can be seen from equations [16, 17] that if we 
want to eliminate the effect of the negative and harmonic 
components of the unbalanced and deformed grid, the 
active and reactive power of compensation can be 
obtained as 
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Figure 7 shows the overall configuration of the 
direct power control without a voltage sensor based on the 
virtual flux. 

 

 
Fig. 7. Control block diagram of the grid-side converter 

 
Simulation Results. In order to verify the 

performance of the optimal VF-DPC proposed on a two-
level voltage source inverter, simulation studies were 
performed in the Matlab/Simulink environment under 
various grid voltage conditions. All the results are 
obtained at the maximum power of the wind turbine 
Pref

*[W] and Qref
* of 0 [VAR].  

The simulation model is developed from a 
Kollmorgen 6 kW industrial permanent magnet 
synchronous machine [27]. The values of the turbine and 
the PMSG used parameters are given in Appendix in 
Table A.1 and Table A.2. The converter power and its 
monitoring algorithm are also implemented and included 
in the model. The sampling time used for the simulation is 
210–5 s. 

Test 1. Maximum Power Generation injected. 
In this test, the purpose of the algorithm is to follow the 

maximum power of the system. Fig. 8 and 9 show several 
results obtained. 

Figure 8 shows the system response for a gradual 
change in wind speed from 9 m/s to 7.5 m/s to 8 m/s then 
back to 9.5 m/s. It can be seen in Fig. 8,d that the 
electromagnetic torque of the generator Tg also follows the 
reference torque of the turbine Tm. Figures 8,c and 8,e show 
that the voltage of the PMSG varies with wind speed as 
well as the DC voltage at the output of the rectifier. Figure 
8,f shows that the current is controlled according to the 
MPPT strategy and can be better regulated to reach the 
optimum current. Figure 8,g illustrates that the DC 
capacitor voltage (Vdc) reaches its reference quickly to 700 
V using the proposed power factor correction controller 
(PFC). The PFC attests its capability to give a fast response 
time and to pursue the reference voltage regardless of the 
variation in wind speed. 
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Figure 9 shows the performance of the converter 
with a balanced and free-harmonic voltage (Fig. 9,a and 
9,b). Figure 9,c and 9,d exhibit that the injected current in 

the range is controlled to be sinusoidal and balanced. 
Figure 9,g and 9,h indicate that the estimated active and 
reactive powers are identical to the measured power.  

 

 
Fig. 8. System response for a change of wind speed at 9 m/s to 7.5 m/s to 8 m/s to 9.5 m /s: 

(a) rotor speed; (b) output power; (c) voltage generator; (d) torque reference and generator electromagnetic torque; 
(e) output voltage rectifier; (f) current boost converter; (g) voltage boost converter; (h) zoom of voltage boost converter 

 
This indicates that the applied virtual flux DPC has 

high performance. The injected currents rise and drop 
according to the variation of the wind speed and thus the 

power. It can easily be shown that the dynamic response 
for a brusque change in the speed level is preferable for 
the proposed system. 

 

 
Fig. 9. Performance of the VF_DPC in a balanced and non-distorted grid during different periods of wind variation: 

(a) grid voltage; (b) zoom grid voltage; (c) grid current injected; (d) zoom grid current; (e) current injected with the grid voltage; 
(f) the estimated active and reactive power; (g) the active power estimated at the measured power; 

(h) the reactive power estimated at the measured reactive power 
 

Test 2. Simulated Transient Responses in Various 
Grid Voltage Conditions. 

1. Without Compensation. In order to check the 
implementation of the VF_DPC on a two-level voltage 
source inverter, simulations were performed under 
various grid voltage conditions. Four grid voltage states 
are applied. Initially, the main voltages are balanced and 
sinusoidal, afterward, a voltage unbalance of 30 % is 
created. secondly, the amplitude of each phase voltage is 

restored. But, the 5th and 7th harmonics with an 
amplitude of 20 % are added to the fundamental. Hence, 
the grid voltages are balanced but distorted. Finally, the 
worst case of grid voltages, both unbalanced and distorted 
of 20 % and harmonic 7th of 20 %, is also included in the 
last condition. The curves in Fig. 10 are three-phase 
mains voltages, three-phase mains currents, active and 
reactive power. For further justification, comprehensive 
quantitative analyses were performed for grid voltages 
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with a defined range of rate and distortion imbalance. To 
guarantee the normal operation of the system, the 
European Standard (EN 50160) recommends that the 
worst case for limiting THD voltage should hold at most 

8 %; the permissible variation of the supply voltage 
should not exceed ±10 % [14]. However, the IEEE 
Standard 519 recommends a THD voltage limit of 5 % 
[15] for general applications. 

 

 
Fig. 10. The response of currents and injected power in distorted grid voltage: 

(a) grid voltage; (b) grid current; (c) active power and reactive power 
 

The study is conducted to evaluate the performance 
of the system under different grid voltage conditions. It is 
seen that under balanced gate voltages, the results give a 
sinusoidal grid current. Table 2 shows the THD ratio of 
two periods for each applied condition. 

Table 2 
Currents THD 

Case Balanced 
Unbalanced 

30 % 
Distorted 5th 
and 7th 20 % 

Unbalanced and 
distorted 7th 20 %

THD 1.89 % 27.83 % 2.38 % 18.46 % 
 

 

According to Table 2, the THD of the currents is 
different for each condition of the applied voltages. The 
more unbalance in grid voltage, the more increase in THD 
we get, however it is not affected by the harmonic content 
in voltage as mentioned in [9]. 

2. With Proposed FV-DPC Compensation. 
Figures 11 and 12 show the results of the simulation after 
compensation. Figure 11 shows the performance of 
VF_DPC proposed under unbalanced and distorted 
voltages. 

 

 
Fig. 11. The performance of the proposed VF_DPC in an unbalanced and distorted grid during different periods of wind variation: 

(a) grid voltage; (b) grid current; (c) the active power and reactive power 
 

As indicated in Figure 11,b, that the currents after 
the compensation are sinusoidal and balanced even for 
distorted and unbalanced voltages. The negative sequence 
and higher harmonic components of the gate currents are 

also controlled at zero. The THD of the grid currents, 
according to the IEEE Standard 519 harmonic, after 
compensation is limited. Table 3 presents the THD 
percentage of two periods of each condition applied. 

 



 

ISSN 2074-272X. Електротехніка і Електромеханіка. 2020. №3 55 

Table 3 
Currents THD 

Case Balanced 
Unbalanced 

30 % 
Distorted 5th 
and 7th 20 % 

Unbalanced and 
distorted 7th 20 %

THD 1.7 % 1.73 % 0.25 % 2.26 % 
 

From Table 3, it is clear that the proposed control 
satisfactorily compensates for distortions and imbalances 
under all three-phase grid conditions demonstrating the 
superiority and performance of the proposed control. 

 

 
Fig. 12. Performance of the proposed VF_DPC in an unbalanced and distorted grid during different periods of wind variation: 

(a) grid voltage and current injected; (b) active power compensation; (c) reactive power compensation; 
(d) reactive and active power estimated and injected into the grid 

 
Figure 12,d reveals that both active and reactive 

powers are well controlled. The reactive power is 
controlled to be zero to get a unity power factor. Figure 
12,b and 12,c show the estimation block response of 
compensation powers. The use of this control process 
removes the effect of harmonic content and unbalanced 
voltages on the currents. We also note that the 
compensating powers of the distorted part are almost null 
in the case of harmonics in voltages, Figure 12,b and 
12,c) [0.3 s 0.55 s]. 

The following relations show how to compensate 
with only negative power. We have 
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Figure 13 shows the simulation results with only 
negative power compensation. 

 

 
Fig. 13. The performance of VF_DPC with only negative power compensation: 

(a) grid voltage; (b) grid current; (c) active and reactive powers 
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Figure 13 shows that this method (compensation 
with negative powers) gives almost the same results 
similar to the previous method in terms of THD as shown 
in Table 4, except that a delay in response is estimated for 
one period. This is shown in Figure 13,b. 

Table 4 presents the THD percentage of two periods 
of each condition applied. 

Table 4 
Currents THD 

Case Balanced 
Unbalanced 

30 % 
Distorted 5th 
and 7th 20 % 

Unbalanced and 
distorted 7th 20 %

THD 1.7 % 1.9 % 2.22 % 2.53 % 
 

Conclusion. 
This article proposes a strategy of controlling a micro 

wind turbine based on a PMSG by injecting maximum 
power and adapting to all disturbances that occur in the grid. 

For this, a new control strategy VF_DPC is 
suggested for the grid converter. Thanks to the efficiency 
of the proposed controller, the three-phase grid currents 
are effectively regulated to be balanced and sinusoidal 
with very low direct current component despite deformed 
and unbalanced grid voltages. All the results are obtained 
at the maximum power of the wind turbine Pref

* [W] and 
Qref

* of 0 [VAR]. 
The total harmonic distortion and the direct current 

component of the grid current are still kept very low and 
completely comply with European Standard (EN 50160) 
and IEEE Standard 519. 

The simulation results gave 2.26 % for umbalanced 
and distorted voltage. In addition to good steady-state 
performance, this controller also provides a very fast 
dynamic response under the reference variation. The use 
of this control process removes the effect of harmonic 
content and unbalanced voltages on the currents. 

The proposed current control scheme can be 
implemented without the need for grid-side voltage 
sensors; it can be easily integrated into the grid with 
reduced cost. 

 

APPENDIX 
Table A.1 

Parameters of wind turbine 

Parameter Symbol Value 
Power Pt 7.5 kW 
Radius R 3.24 m 

Rated wind speed N 296 rpm 
Wind speed range Vcut-in, Vmax 4-12 m/s 

Inertia Jt 7.5 kgm2 
Friction coefficient Bt 0.06 Nms/rad 

Micro grid parameters: Vrms = 230 V, Rs = 0.1 , 
Ls = 0.01 H, N = 50. 

Table A.2 
Parameters of PMSG 

Parameter Symbol Value 
Rated power Pg 6 kW 
Rated torque Tg 40 Nm 
Rated current I 12 A 
Rated speed v 153 rad/sec 

Number of poles p 10 
Magnet flux linkage m 0.433 Wb 
Armature resistance Ra 0.425 Ω 

Stator inductance Ls 8.4 mH 
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AN ADAPTIVE HARMONIC COMPENSATION STRATEGY FOR THREE-PHASE 
SHUNT ACTIVE POWER FILTER BASED ON DOUBLE SECOND-ORDER 
GENERALIZED INTEGRATOR WITH PREFILTER 
 
Abstract. This study presents a straightforward adaptive prefiltering algorithm based on a double second-order generalized 
integrator with prefilter to solve one of the power quality issues, this algorithm is in charge of the determination of the 
reference harmonic currents in the control of three-phase shunt active power filter which presents an effective way to enhance 
the grid current quality. The proposed algorithm is used twice, to extract the harmonic currents produced by the non-linear 
loads and be an interesting part in the estimation of the frequency and amplitude of the fundamental voltage in various 
anomalies which can be noticed on the grid voltage. The performance, precision, and robustness of the proposed method are 
evidenced under balanced, unbalanced, and distorted grid voltage in the simulation and experimental results obtained by the 
implementation of the shunt active power filter on MATLAB-Simulink environment and the dSPACE 1104 platform 
respectively. References 17, tables 2, figures 11. 
Key words: SOGI-WPF, SAPF, harmonic currents, power quality, DSOGI-PLL-WPF. 
 
Аннотация. В данной работе представлен простой адаптивный алгоритм предфильтрации, основанный на двойном 
обобщенном интеграторе с предфильтром второго порядка (DSOGI-WPF) для решения одного из вопросов качества 
электроэнергии. Данный алгоритм отвечает за определение опорных гармонических токов при контроле 
трехфазного фильтра шунта активной мощности (SAPF). Предложенный алгоритм используется дважды: для 
извлечения гармонических токов, создаваемых нелинейными нагрузками, и также является интересной частью 
оценки частоты и амплитуды основного напряжения при различных аномалиях, которые можно заметить по 
напряжению сети. Эффективность, точность и надежность предложенного метода подтверждаются при 
сбалансированном, несбалансированном и искаженном напряжении сети результатами моделирования и 
экспериментов, полученными при реализации SAPF в среде MATLAB-Simulink и платформе dSPACE 1104, 
соответственно. Библ. 17, табл. 2, рис. 11. 
Ключевые слова: обобщенный интегратор с предфильтром второго порядка (SOGI-WPF), фильтр шунта активной 
мощности (SAPF), гармонические токи, качество электроэнергии, двойной обобщенный интегратор с предфильтром 
второго порядка с фазовой синхронизацией (DSOGI-PLL-WPF). 
 

Introduction. The situation at the level of electrical 
energy networks has become very worrying, the quality of 
the current in electrical installations is undeniably 
deteriorating and some disturbances can act on the proper 
operation of many equipment and loads connected to the 
grid [1]. Therefore, it becomes a major concern for the 
distributors of this energy and its customers, this 
degradation results directly from the proliferation of 
charges that consume a non-sinusoidal current, called 
«non-linear loads», whereas using this kind of loads is not 
inevitable in the conversion and control of electrical 
power in different domains of industrial or domestic 
installations [2, 3]. 

In order to clean up the grid from the harmonic 
pollution there are several methods have been used, such 
as passive filter, where it can prevent harmonic currents 
from spreading in the grid, but, this type of filter has 
certain problems, like shortcoming of adaptability during 
variations of the impedance of grid and the load, 
considerable size, etc. [4]. To overcome the drawbacks of 
passive filter, the SAPF (shunt active power filter) 
presents a good alternative solution, which provides an 
unprecedented capacity for compensation and correction 
the harmonic distortions generated by non-linear loads. 
The role of SAPF based on the continuous injection of 
current at the connection point or PCC (point of common 
coupling), this current corresponds at any time to the 
harmonic current components absorbed by the load. In 
this way, the current supplied by the energy source 
remains sinusoidal [5]. 

To perform the SAPF task under any constraint that 
may appear in the grid (imbalance, frequency variation 
and so on), several methods of control and extraction of 
harmonic currents have been implemented in the time 
domain. Some have used in the balanced grid such as 
synchronous reference frame theory [6, 7], PQ theory [8], 
[9], others based on artificial neural networks have 
proposed in [10-12], which have proved its accuracy and 
performance in estimation of harmonic currents, but those 
structures present large complexity. In [13], the method 
based on multi second-order generalized integrator 
(MSOGI) has benne used to extract the multiple harmonic 
currents, but this structure cannot identify the inspected 
harmonics as the sub-harmonics or harmonics that have 
frequencies below the fundamental, furthermore, its 
implementation leads to increasing computing time [14]. 
A third-order complex-vector prefilter [15] known as 
third-order sinusoidal integrator has used in [17]. 

For the purpose of enhancing the performance of 
SAPF at high grid distortion, this paper employs an 
adaptive prefiltering method based on two-order SOGI to 
extract the harmonic currents and estimate the grid 
frequency, the two-order SOGI known as the second-
order generalized integrator with prefilter SOGI-WPF in 
[14]. For the first time, the SOGI-WPF has been used in 
double SOGI-WPF structure or DSOGI-WPF with the 
frequency lock loop in the photovoltaic system to estimate 
the frequency and improve the speed of voltage sequence 
detection under abnormal grid conditions and cancel out 
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the DC offset from the input signal [14]. In [16], the 
DSOGI-WPF is named as dual SO-SOGI, which has 
adopted as a step before phase detector PD in PLL (phase-
locked loop) to generate the fundamental source current in 
distribution static synchronous compensator. 

The goal of this paper is applying the double 
second-order generalized integrator with prefilter 
structure to extract the reference harmonic currents in the 
control of three-phase shunt active power filter and 
improve its operation under unusual grid voltage 
conditions (unbalanced, distorted). The method of double 
second-order generalized integrator with prefilter will be 
used to estimate the grid frequency, positive sequence 
components of the grid voltage, and extract the harmonic 
current components in the grid. 

Description of the studied network. The general 
structure of SAPF is shown in Fig. 1, in addition to the 
grid elements (voltage source, grid impedance, and non-
linear load). The SAPF constitutes of two parts. The first 
one is the power circuit which consists of a three-phase 
two-level voltage inverter fed by a DC-link capacitor 
(Cdc), the inverter is connected to the PCC through an 
inductance Lf and a resistance Rf which represent the 
output filter. The second part represents the control 
circuit, its first phase uses the method based on DSOGI-
WPF to extract the reference harmonic currents and 
estimate the instantaneous angular frequency of the 
fundamental voltage (ω1), a corrector of the Vdc voltage at 
terminals of capacitor Cdc is used to ensures a sufficient 
and non-fluctuations supply to the inverter by keeping the 
measured Vdc voltage at the reference voltage (in this case, 
PI corrector has been implemented), finally, a modulator 
based on the PWM technique for generating the pulses of 
the IGBTs of the inverter. 
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Fig. 1. Scheme diagram of three-phases SAPF 

 
Second-order generalized integrator with 

prefilter. Fig. 2 shows the structure of the second-order 
generalized integrator with prefilter. Which is constituted 
of two SOGI connected in series, this allows building a 
fourth-order band-pass filter system for the in-phase and a 
fourth-order low-pass filter system for quadrature-phase. 
The k1 and k2 represent the proper gains of each SOGI, 
where k1 = 2ζ1 and k2 = 2ζ2 (ζ1 and ζ2 are the damping 
factors). For high-performance of the SOGI-WPF, those 
damping factors should be equals i.e. ζ1 = ζ2 = ζ [14]. 
The relation between the input signal and outputs in 

SOGI-WPF can be summarized from the block diagram 
presented in Fig. 2 by the transfer functions defined as 
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Fig. 2. Block diagram of SOGI-WPF 

 
The bode plots of the SOGI and SOGI-WPF transfer 

functions are shown in Fig. 3. From the bode plots, it can 
be seen that the SOGI-WPF allows overcoming the 
drawbacks of the basic SOGI by eliminating the 
DC-offset from the quadrature signal and has a high 
performance at sub-harmonics attenuation of the input 
signal, which makes the SOGI-WPF more efficient and 
accurate at the separation of the fundamental component 
and the harmonic components. 

 
a 

 
b 

Fig. 3. Bode plot of SOGI and SOGI-WPF: a – H(s) and G(s) 
of in-phase voltage, b – qH(s) and qG(s) of quadrature voltage 
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Modeling the control of shunt active power 
filter. The proposed control algorithm that is depicted 
in Fig. 4, aims to generate the pulses of the inverter 

using the reference harmonic currents for 
compensating the grid harmonics produced by the non-
linear load. 
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Fig. 4. Structure of the proposed control 

 
1. Double second-order generalized integrator 

with prefilter. In this sub-section, the proposed method 
based on DSOGI-WPF, which is illustrated in Fig. 5, is 
employed as a filter to extract the harmonic components 
of the input signal and detect its positive sequence 
components.  
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Fig. 5. Block diagram of the proposed synchronization method: 
a – DSOGI-WPF, b – DSOGI-PLL-WPF 

 
As mentioned above, the DSOGI-WPF has two 

identical variables in each SOGI-WPF, where 
k1 = k2 = 2ζ. To have an effective filtering performance 
with a fast dynamic response, the k1 and k2 are set to 0.8. 
The two SOGI-WPF lead to output the signals in-phase 
and quadrature-phase for α and β components (vα, vβ, qvα, 
and qvβ). To compute the positive sequence components 

 
11,  vv  these signals are used as the inputs of 

instantaneous positive-sequence components IPSC 
calculation block as shown in Fig. 5, the IPSC in the 
stationary αβ reference frame is given as 

11 1
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q

q
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 ,                         (5) 

where q = e–j(/2), which represents a 90-lagging phase-
shift operator. The amplitude of the positive sequence 

components detected by the DSOGI-WPF can be 
expressed as 

   21
2

11
   vvV .                      (6) 

To obtain the positive sequence components of 
current, the same procedure as precedent is applied by 
using the DSOGI-WPF and IPSC blocks. 

2. Frequency estimation and grid harmonics 
extraction. In order to estimate the frequency of the PCC 

voltage, the fundamental positive sequences  
11,  vv  

obtained by IPSC are straightforwardly used to implement 
the PLL based on in-quadrature signal generation as 
shown in Fig. 5, which is known as the DSOGI-PLL-
WPF. The PLL that is illustrated in Fig. 5 uses the 
DSOGI-WPF as a prefiltering stage in the stationary 
reference frame (αβ) to eliminate the negative impact of 
the distorting harmonics, which makes it more accurate at 
the estimation of the frequency and the amplitude of the 
positive sequence. The frequency/phase generated by the 
PLL allows providing the phase-angle for the 
trigonometric functions and the fundamental frequency to 
the DSOGI-WPF. The PI controller gains of the SOGI-
PLL-WPF are set to kp = 0.3 and ki = 0.5. 

Identifying the positive-sequence for the grid current 
and make the SOGI-WPF adaptable with any variation 
may have occurred on the frequency by using SOGI-PLL-
WPF allows extracting the harmonic current produced 
because of non-linear load by simple subtraction as 
illustrated in Fig. 4. In this case, the grid-harmonic 
currents in αβ reference frame can be calculated as 


  1 iiigh .                           (7) 


  1 iiigh .                           (8) 

3. Vdc regulator. To maintain the DC-link in SAPF 
at optimal reference voltage and lower the fluctuations on 
it, a PI controller is applied in a closed-loop as shown in 
Fig. 6. From this figure, the transfer function of the 
closed-loop system is depicted as 

ipdc

ip

dc

dc

ksksC

ksk

V
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2*
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The equation (9) refers to the second-order transfer 

function. Thus, ndcp Ck 2  and 2
ndci Ck  , where 
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n is the natural frequency, ζ is the damping factor and is 
taken as 0.707. 

(KpS+KiS)/S

PI

1/(CdcS)  

dc‐link

VdcVdc
* 

idc

 
Fig. 6. Scheme of Vdc control 

 
4. Reference currents computation. The reference 

currents for SAPF gather the harmonic currents of the 
grid that must be compensated and the currents necessary 
for the Vdc to be stable at the desired reference, which can 
be calculated as 

dcghf iii * .                            (10) 

The *
fi  in stationary αβ frame can be written as 

   dcghf iii* ;                       (11) 

   dcghf iii* ,                         (12 

where the idc in stationary (αβ) reference frame is 
calculated as 
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The *
fi  and *

fi  are transformed to *
abci  by 

inverse Clarke’s transformation. Finally, the PWM 
control generates the pulses of the inverter using error 

between the reference currents *
ai , *

bi , *
ci  and the injected 

currents *
fai , *

fbi , *
fci  respectively. 

Simulation and experimental results 
performance. The simulation results have been obtained 
by modeling the SAPF on MATLAB-Simulink 
environment according to the topology presented in Fig. 1 
and the different parameters of the system are illustrated 
in Table 1. The proposed algorithm is evaluated under 
balanced, distorted, and unbalanced voltage. To prove the 
performance of the SAPF in real-time, the control 
algorithm which based on DSOGI-WPF and DSOGI-
PLL-WPF (Fig. 4 and Fig. 5 respectively) in extracting 
the reference harmonic currents has been executed by 
using the digital signal processor (dSPACE 1104 
platform). As shown in Fig. 7, the measured load currents, 
injected harmonic currents by the SAPF, voltages of the 
PCC, and voltage of the DC-bus are connected via the 
Analog to Digital Conversion inputs of the dSPACE. The 
drivers of the IGBT modules of the inverter are controlled 
by the pulses sent via Digital output.  

 
Table 1 

System parameters 

Parameters Values 

Grid voltage Vg_max=100 V, f = 50 Hz 

Source impedance Rg = 0.5 Ω, Lg = 1 mH 

DC-link Cdc=1100 µF, Vdc = 280 V 

Output filter Rf = 0.6 Ω, Lf = 12.5 mH 

Non-linear load Three-phase rectifier, RL = 33 Ω
PLL-PI gains Kp = 0.3, Ki = 0.5 

SOGI-WPF gains k1 = k2 = 0.8 
DC-link control gains Kp = 0.49, Ki = 109 
Switching frequency 7 kHz 
Sampling frequency 14 kHz 
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Fig. 7. Experimental schematic of SAPF 

 

1. Behavior of the SAPF under sinusoidal grid 
voltage condition. Fig. 8,a and Fig. 8,b respectively show 
the simulation and the experimental results of the SAPF 
under sinusoidal supply voltage. Indeed, the voltage at the 
PCC is slightly affected by the harmonics caused by the 
main network whose voltages Vga, Vgb, Vgc have a total 

harmonic distortion (THD) of 1, 1.2, and 1.4 % 
respectively. The performance of the control based on 
DSOGI-WPF is remarkable where the harmonized 
currents generated by the load are almost compensated by 
the SAPF currents which give back the waveform of the 
source current sinusoidal. Table 2 illustrates the THD of 
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the load and the source currents, which shows that the 
THD of the source currents is greatly reduced. 

Table 2 
Current total harmonic distortion 

THD (%) load 
currents 

THD (%) source 
currents  

iLa iLb iLc iga igb igc 

Balanced grid voltage 21.8 22.3 23.1 3.5 3.6 4.2 

Distorted grid voltage 19.1 19.3 20 4.5 4.3 4.6 
Unbalanced grid 
voltage 

19.1 21.9 23.1 3.9 4 4.3 

 

2. Behavior of the SAPF under distorted grid 
voltage condition. In this study, the waveform of the grid 
voltage has a deformed shape due to the presence of 
harmonics, the voltage of each phase is perturbed by a high 
amount of the –5th and +7th harmonic components with a 
THD of 13, 14.7, and 13.2 % for Vga, Vgb, Vgc respectively.  

Figure 9 illustrates the performance of the proposed 
SAPF command while the supply voltage is distorted. As 
observed in Fig. 9,a and Fig. 9,b, the source current has a 
shape close to sinusoidal in the simulation and experimental 
results, which confirms the robustness and the precision of 
the DSOGI-WPF. The acceptable THD of the source current 
which describes in Table 2 also demonstrates that the 
proposed algorithm based on DSOGI-PLL-WPF makes the 
SAPF well synchronized with the fundamental frequency of 
the PCC voltage which is affected by harmonics. 

3. Behavior of the SAPF under unbalanced grid 
voltage condition. In this situation, the grid voltage is 
characterized by the following measurements: the 
amplitudes of the three phases are Vga = 110 V, Vgb = 96 V, 
Vgc = 82 V with a total harmonic distortion of 1.8, 3.7, and 
7.7 % respectively. The voltage unbalancing is achieved by 
inserting resistors of different values in series with the three 
phases. In Fig. 10,a and Fig. 10,b, the simulation and the 
experimental results are presented, where the performance 
of the SAPF under distorted-unbalanced voltage is 
validated. It is clear that the efficiency of SAPF is not 
influenced by distorted-unbalanced voltage. The THD of 
each phase of the source and load currents is illustrated in 
Table 2, where the recommendations of the IEEE standard 
concerning the THD are observed.  

4. Comparison between SOGI-PLL-WPF and 
SOGI-PLL under distorted voltage. Figure 11 shows 
the performance comparison of the SOGI-PLL-WPF and 
the basic SOGI-PLL under distorted grid voltage. It is 
clear that the SOGI-PLL-WPF is more robust and 
efficient than the SOGI-PLL under such abnormalities of 
the PCC voltage, in which the frequency estimated using 
SOGI-PLL contains a high level of ripple compared to 
SOGI-PLL-WPF method in both simulation and 
experimental results. 

 

       
                                                   a                                                                                                          b 

Fig. 8. Behavior of the SAPF under sinusoidal grid voltage condition: a – simulation results, b – experimental results 
 

         
                                                   a                                                                                                            b 

Fig. 9. Behavior of the SAPF under distorted grid voltage condition: a – simulation results, b – experimental results 
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                                                     a                                                                                                           b 

Fig. 10. Behavior of the SAPF under unbalanced grid voltage condition: a – simulation results, b – experimental results 
 

   
                                                           a                                                                                                        b 

Fig. 11. Performance of SOGI-PLL-WPF and SOGI-PL: a – simulation results, b – experimental results 
 

Conclusion. This proposed work has extended the 
straightforward prefiltering method based on double 
second-order generalized integrator with prefilter to 
extract the reference harmonic current components for the 
control of the three-phase shunt active power filter, 
allowing a significant attenuation of the harmonics of the 
source currents and consequently improving its quality. 
The performance of the proposed configuration has been 
proven, where the total harmonic distortion has had 
significant reduction from about 22 % to less than 4.2 % 
under sinusoidal voltage, in distorted voltage, the total 
harmonic distortion is mitigated to about 4.6 % and nearly 
to 4.3 % under unbalanced voltage, which demonstrates 
the effectiveness and robustness of the proposed 
algorithm. This also signifies that even the abnormalities 
of the point of common coupling voltage, the phase- 
locked loop based on double second-order generalized 
integrator with prefilter has estimated grid fundamental 
voltage magnitude and frequency accurately and makes 
the shunt active power filter always synchronized. The 
main advantage of the represented structure appeared in 
the results of the experiment, where it has given good 
results with reduced computation time. The experimental 
results have been quite identical to those obtained by 
simulation in MATLAB-Simulink. 
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AN EFFECTIVE CONTROL OF AN ISOLATED INDUCTION GENERATOR 
SUPPLYING DC LOAD FOR WIND POWER CONVERTING APPLICATIONS 
 
Purpose. The aim of this paper is to perform a simple and robust control method based on the well-known sliding control 
approach for a self-excited induction generator supplying an isolated DC load; this adopted technique does not require much 
computation and could be easily implemented in practice. In this context, the present work will begin with a mathematical 
development of this control technique and its application to the self-excited induction generator case. For this purpose, the 
machine provides the produced active power to the load through a static PWM converter equipped with a single capacitor on the 
DC side. In order to insure the output DC-bus voltage regulation with respect to the load-power demands and the rotor speed 
fluctuations, the required stator currents references are computed by considering the reactive power required for the machine 
core magnetization, the induced voltages through the stator windings and the active power set value obtained from the 
corresponding sliding mode DC-bus voltage controller. Regarding the nonlinearity of the DC-bus voltage mathematical model 
and the discontinuity characterizing the converter-machine behavior association, the sliding mode strategy will constitute a 
perfect tool to sizing the controller structure with high control performances. Results of simulation carried out to demonstrate the 
proposed control validity are presented. References 26, figures 6. 
Key words: self excited induction generator, sliding mode control, DC-bus voltage regulation. 
 
Целью данной статьи является разработка простого и надежного метода управления, основанного на хорошо 
известном подходе к управлению скольжением для асинхронного генератора с самовозбуждением, питающего 
изолированную нагрузку постоянного тока; данный принятый метод не требует больших объемов вычислений и 
может быть легко реализован на практике. В этом контексте данная работа начинается с развития 
математических основ этого метода управления и его применения в случае асинхронного генератора с 
самовозбуждением. Для этого машина подает произведенную активную мощность в нагрузку через статический 
ШИМ-преобразователь, оснащенный единственным конденсатором на стороне постоянного тока. Чтобы 
обеспечить регулирование выходного напряжения шины постоянного тока с учетом требований к нагрузке и 
колебаниям скорости вращения ротора, требуемые токи статора рассчитываются с учетом реактивной мощности, 
необходимой для намагничивания сердечника машины, наведенных напряжений в обмотках статора и заданного 
значения активной мощности, полученного из соответствующего контроллера напряжения шины постоянного тока 
в режиме скольжения. Что касается нелинейности математической модели напряжения  шины постоянного тока 
и неоднородности, характеризующей поведение системы «преобразователь-машина», стратегия скользящего 
режима будет представлять собой идеальный инструмент для определения размеров конструкции контроллера с 
высокими характеристиками управления. Для демонстрации обоснованности предлагаемого метода контроля, 
приведены результаты выполненного моделирования. Библ. 26, Рис. 6. 
Ключевые слова: асинхронный генератор с самовозбуждением, управление режимом скольжения, регулирование 
напряжения на шине постоянного тока. 
 

Introduction. Induction generators constitute a 
potential choice for off-grid applications. When operating 
in self-excited mode. For a given input prime mover-
mechanical power, the squirrel-cage relative to these 
machines configuration requires only a reactive power to 
insure the main core magnetization.  

Generally, the machine magnetizing procedure could 
be performed in several ways; from simple capacitors to 
complex static power conversion systems. Many studies 
have been presented as well as in steady-state and 
transient analysis of the squirrel cage induction generator 
based stand-alone wind energy conversion systems [1-9].  

For the output-voltage self-excited induction 
generator (SEIG) regulation, a number of works have 
been proposed structures based on switched capacitors 
[10-15], a saturable reactors scheme [16, 17], and short 
shunt or long shunt configurations schemes [18-22]. 
Works that are more recent use voltage source converter 
based voltage and frequency controller [23-25].  

The aim of this paper is to achieve an efficient 
control strategy for self-excited induction generator 
driven by a wind turbine and associated to a static voltage 
source converter with an output DC link. 

For this reason, the sliding mode control strategy is 
applied to regulate the DC voltage on the DC side for a 

variable DC load taking into account the rotor speed 
variations. As practical uses, the regulated DC voltage 
obtained could be used to charge a battery set, to supply 
isolated DC loads or be further converted into fixed-
frequency AC power by an inverter to supply AC loads. 

Mathematical model for the self-excited induction 
generator. By adopting the frequently assumptions, the 
general equations of three-phase induction machines in 
the (, ), stationary reference frame are given by: 
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where s and r denote stator and rotor quantities; v and i 
represent instantaneous voltages and currents 
respectively; Rs and Rr  are the stator and rotor resistances 
respectively; Ls, Lr and M are stator, rotor and 
magnetizing inductances respectively and  represents 
the rotor angular velocity. 
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Sliding mode control. General concepts. The 
general form of sliding surface which guarantees the 
convergence of the state x to its reference x* is given as 
follows: 

   xx
dt

d
xS

n







 


*

1

 ,                       (2) 

where n is the degree of the sliding surface and  is a 
strictly positive constant. 

The first convergence condition allowing the 
dynamic system to converge towards the sliding surfaces 
must verify the well-known Lyapunov function expressed 
in terms of the system state-variables given by: 

   xSxV 2

2

1
 .                             (3) 

To insure the Lyapunov function decreases, it is 
necessary to ensure that its derivative is negative. This is 
verified if: 

    0xSxS .                               (4) 

In order to perform the control quantity Uc, which 
contains two terms, first for the exact linearization term 
Ueq, the second discontinuous one for the system stability 
Un: 

neqc UUU  .                             (5) 

The first control term Ueq is obtained from the 

condition S (x) = 0 when the second control term Un is 
selected to guarantee the attractivity of the variable to be 
controlled towards the commutation surface. 

Application to the self-excited induction 
generator. For the induction generator sliding mode 
controller design, the adopted switching surface is: 

dcdc VVS  * ,                              (6) 

where Vdc denotes the DC voltage in the DC side. 
The derivative of (6) gives: 

dcdc VVS   * .                             (7) 

If the inverter losses are neglected, the relationship 
between the DC-bus power Pdc and the stator power side 
Ps is as follows: 

loaddcs PPP  ,                              (8) 

where Pload denotes the active power consumed by the 
load on the DC-bus side. 

Taking into account that the capacitor power Pdc is 
expressed by: 

dcdcdcdcdc VCViVP  ,                       (9) 

where C represents the capacitor value on the converter 
DC side, therefore: 

loaddcdcs PVCVP   .                       (10) 

From (10), the output DC bus voltage derivative is 
given by: 

 loads
dc

dc PP
CV

V 
1 .                     (11) 

From (11), (7) becomes: 

 loads
dc

dc PP
CV

VS 
1* .                   (12) 

By referring to (11), it is clear that Ps represents the 
control quantity and Pload acts as a disturbance for the Vdc 
closed control loop. 

For sliding mode purposes, the control quantity set 

value *
sP  takes the form of (5) as: 

nseqss PPP __
*  .                         (13) 

Under these conditions, (12) gives: 

 loadnseqs
dc

dc PPP
CV

VS  __
* 1 .        (14) 

In the steady state conditions, the sliding surface is 
zero, and therefore its derivative and the discontinuous 
part are also zero, so: 

loaddcdceqs PVCVP  *
_

 .                   (15) 

By replacing the equivalent control with its 
expression in (14), the following surface derivative is 
obtained: 

ns
dc

P
CV

S _
1

 .                          (16) 

The attractiveness condition expressed by (4) 
relative to the Lyapunov condition imposes the following 
choice of the nsP _  according to: 

 SkP ns sign_  ,                          (17) 

where k is a positive gain. 
Finally, the global control is performed by the 

following equation: 
 SkPVCP loaddcs sign**   .            (18) 

Since the active and reactive stator powers can be 
expressed in terms of the stator current components is 
and is as: 
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Then, the reference stator current components *
si  

and *
si  to be injected to the stator windings are given by: 
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Figure 1 shows the corresponding controller 
structure relative to the used sliding mode method. 

 
Fig. 1. Sliding mode control applied to the DC-bus voltage 

regulation 
 

The proposed control scheme using hysteresis 
controllers is shown in Fig. 2. 

Simulations and results. The proposed control has 
been simulated for an induction machine with the following 
parameters [26]: (3.6 kW, 415 V, 7.8 A, 50 Hz, 4 poles), 
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whose per-phase equivalent circuit constants are: Ls = Lr = 
= 241.4 mH, M = 230 mH, Rs = 1.7  and Rr = 2.7 . 

The DC-bus voltage regulation and the 
corresponding main machine’s characteristics obtained 
using the proposed sliding mode controller in presence of 
stern disturbances such as a step-changing of the load 
power Pload, a step-changing of the DC-bus voltage 
reference value and finally, when the wind turbine 
imposes to the induction generator shaft a variable speed 
profile. 

 
Fig. 2. Induction generator (IG) control structure used 

 
The DC-bus voltage regulation performances 

under a constant rotor speed. Figure 3 shows the 
dynamic responses of the no-load operation followed up 
by a sudden load power variation Pload = 3500 W 
introduced at t = 0.5 s, then a step changing of the DC-bus 
voltage from 600 V to 700 V introduced at t = 1 s. 

 
Fig. 3. The generator performances 
( = 300 rad/s and C = 1000 F) 

The proposed control method based on the described 
sliding mode controller offers a fast DC-bus voltage 
response and it is perfectly tracked to its set reference. In 
spite of a sudden power load introduction, this 
disturbance is instantaneously rejected and the control 
performances are not affected. 

The speed variation effects for a given capacitor 
value. Figure 4 illustrates the influence of the changing 
speed effects on the voltage build-up process. The same 
load will be applied for all following sub-sections  
(Pload = 3500 W at t = 0.5 s). The proposed SEIG system 
control tracking performances is unaffected to the 
considered rotor speed variations. 

 
Fig. 4. The generator performances (C = 1000 F) 

 
The DC-bus voltage regulation performances 

under a practical rotor speed profile and load power 
demand. In order to simulate a practical case relative to 
the wind profile nature that imposes to the shaft the 
waveform represented on Fig. 5,a. The DC load is 
assumed to change according to the profile of Fig. 5,b, 
when the DC-bus voltage set value is fixed at 600 V 
(Fig. 5,c). The current rate is according to the demand of 
the load (Fig. 5,d). 
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a 

 
b 

 
c 

 
d 

Fig. 5. The generator performances under speed and load 
variations 

 
Robustness against variation in generator 

parameters. To verify the robustness of the proposed 
nonlinear control algorithm, some parameters changing is 
considered (case of stator rotor resistances changing). 
Figure 6 shows the control system performances when 
both stator and rotor resistances are intentionally 
augmented by 100 % with respect to the rated values 
under a constant rotor speed profile. The DC-bus voltage 
regulation still insensitive to the considered machine 
parameters variations. 

 

 
Fig. 6. The generator performances under stator and rotor 

resistances changing 
 

Conclusion. This paper presents an efficient control 
approach based on the sliding mode theory for an 
induction generator operating in stand-alone mode 
associated to a pulse width modulation static converter 
with an intermediate DC link. The proposed control 
algorithm offers a perfect control performances under a 
simultaneously variation of the load power variation 
between 1 kW and 3 kW and the rotor speed between 
almost 240 rad/s and 360 rad/s. Moreover, these control 
characteristics remain insensitive to the machine 
parameters derives represented by 100 % of the stator and 
rotor resistances increase with respect to their nominal 
values. The obtained results show that the DC bus voltage 
tracking performance remains intact. The proposed 
system conversion control could be very useful for the 
wind power generating plants. 
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АНДРІЄНКО ПЕТРО ДМИТРОВИЧ 

(до 80-річчя з дня народження) 
 

Доктор технічних наук, професор, заслужений 
винахідник УРСР, академік Транспортної академії 
наук України, завідувач кафедри «Електричні та елек-
тронні апарати» Національного університету «Запорі-
зька політехніка» Андрієнко Петро Дмитрович наро-
дився 26 квітня 1940 р. в п. Ханженково Донецької 
області.  

В 1962 р. Петро Дмитрович закін-
чив Одеський політехнічний інститут, 
факультет автоматики і телемеханіки. 
По закінченні інституту був розподі-
лений на роботу у Всесоюзний інсти-
тут трансформаторобудування (ВІТ) 
м. Запоріжжя. Працював інженером в 
технологічному відділі (бюро елект-
роприводу). Займався приводом пер-
шої в СРСР автоматичної лінії роз-
крою рулонної електротехнічної сталі. 
У 1964 р. перейшов на роботу в СКБ 
напівпровідникової техніки на посаду 
старшого інженера лабораторії тирис-
торних агрегатів. З 1965 по 2008 рр. пройшов шлях 
від старшого інженера, керівника групи, начальника 
лабораторії, відділу, до заступника директора Всесо-
юзного науково-дослідного інституту, згодом дирек-
тора Українського інституту силової електроніки ВАТ 
НДІ «Перетворювач». Завдяки Петру Дмитровичу 
колективом цього підприємства за вказаний період 
була створена школа з дослідження, розробки і впро-
вадження у виробництво пристроїв силової електро-
ніки. Під його керівництвом і з безпосередньою учас-
тю були створені найбільші в СРСР серії тиристорних 
агрегатів для постійного струму типу АТ, АТР, АТВ 
потужністю до 1000 кВт, частотно-регульовані елект-
роприводи серії ЕКТ, ЭКТР, ЭКТ-1 потужністю до 
500 кВт. За результатами роботи отримано понад 90 
авторських свідоцтв і патентів. 

Отримані результати під час розробки виробів 
нової техніки згодом стали основою його кандидатсь-
кої дисертації «Захист реверсивних тиристорних агре-
гатів», яку він успішно захистив у 1971 р. в Одесько-
му політехнічному інституті, а пізніше і докторської 
дисертації «Тиристорні перетворювачі частоти з ав-
тономним інвертором для електроприводу», захист 
якої відбувся в Інституті електродинаміки НАН 
України у 1990 р.  

У 1990 р Андрієнко П.Д. був удостоєний звання 
«Заслужений винахідник УРСР» . 

Під його керівництвом була створена низка но-
вих типів перетворювачів: для магістрального аміако-
проводу «Тольятті-Одеса» потужністю 2000 кВт, 
6 кВ; для тягової електропередачі змінного струму 
першого українського дизель-поїзда типу ДЕЛ-02, 
електровоза ВЛ-40У, електропоїзда ЕД-9М; для пер-
шої української вітроустановки з аеродинамічною 
мультиплікацією типу ТГ-1000. 

Андрієнко П.Д. є автором понад 200 наукових 
праць, у тому числі 3 монографій, понад 90 авторсь-

ких свідоцтв і патентів. Велику увагу приділяє підго-
товці кадрів. Під його керівництвом захищено 1 док-
торську та 8 кандидатських дисертацій. Петро Дмит-
рович працював доцентом, а з 1990 р. по 2011 р. про-
фесором у ЗНТУ (за сумісництвом). З 2011 р. по тепе-
рішній час є завідувачем кафедри «Електричні і елек-

тронні апарати» Національного уні-
верситету «Запорізька політехніка» 
(колишній ЗНТУ). На кафедрі активно 
впроваджуються у навчальний процес 
нові методи і форми навчання, органі-
зовано студентське науково-
конструкторське бюро, комп’ютерний 
клас для підготовки магістрів та аспі-
рантів. Навчання студентів прово-
диться російською, українською та 
англійською мовами.  

Проф. Андрієнко П.Д. неоднора-
зово був членом спеціалізованих 
вчених рад із захисту кандидатських і 
докторських дисертацій, є членом 

редколегій наукових журналів «Електротехніка і еле-
ктроенергетика», «Електрифікація транспорту», 
«Комп’ютерні та електромеханічні системи». Займа-
ючись педагогічною діяльністю, він не переривав 
своєї науково-практичної діяльності, будучи першим 
заступником генерального директора з науки ТОВ 
«НДІ Перетворювач». 

Андрієнко П.Д. займає активну позицію у гро-
мадському житті. Він є одним із ініціаторів створення 
Асоціації інженерів силової електроніки, яка об’єднує 
понад 300 відомих вчених країн СНД. З 1994-1996 рр. 
– член виконкому Запорізької обласної ради народних 
депутатів, заступник голови Запорізької обласної 
науково-технічної ради з питань енергозбереження. 

За плідну науково-технічну і педагогічну роботу 
Андрієнко П.Д. нагороджений орденами: «Трудового 
Червоного Прапора» (1981 р), «За заслуги» 3-го сту-
пеня (1998 р), «За заслуги перед Запорізькім краєм» 
3 ступеня (2015 р), медаллю «Ветеран праці». Неод-
норазово нагороджений почесними грамотами Запорі-
зької обласної ради та обладміністрації. 

Широко відомі його особисті людські якості, що 
поєднують вимогливість і принциповість керівника з 
толерантністю та високою порядністю, незмінну нау-
кову культуру і такт з вмінням відстоювати свої нау-
кові погляди і життєві цінності. 

Колектив кафедри «Електричні і електронні апара-
ти» Національного університету «Запорізька політехні-
ка» щиро вітають Петра Дмитровича з Ювілеєм, зичать 
йому міцного здоров’я, подальших творчих успіхів у 
його багатогранній та плідній науковій і педагогічній 
діяльності. Нехай доля шле міцне здоров’я та гарний 
настрій на многії та благії літа, а віра, надія і любов 
будуть вірними супутниками на життєвому шляху. 

Редакційна колегія журналу «Електротехніка і 
електромеханіка» приєднується до цих щирих 
побажань. 
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БАРСКИЙ ВИКТОР АЛЕКСЕЕВИЧ 

(к 85-летию со дня рождения) 
 

17 июня 2020 года исполняется 85 лет со дня ро-
ждения и 63 года инженерной и научной деятельности 
видному специалисту в области электротехники, 
электропривода и преобразовательной техники, глав-
ному конструктору – Председате-
лю Правления Международного 
Консорциума «Энергосбереже-
ние», доктору технических наук, 
профессору, члену Института ин-
женеров-электриков США, почет-
ному члену Украинской Ассоциа-
ции инженеров-электриков, Ассо-
циации «Автоматизированный 
электропривод» Барскому Викто-
ру Алексеевичу. 

Стремление превратить ре-
зультаты разработок и исследова-
ний в реальную продукцию про-
явилось у юбиляра уже при окон-
чании им в 1957 году Харьковско-
го политехнического института. В 
дипломном проекте им был разработан не имевший 
аналогов стартерный механический выпрямитель для 
газовых турбин кораблей ВМФ, который с 1958 года 
стал производиться промышленностью.  

Это стремление юбиляр демонстрирует на про-
тяжении более полувека, активно выполняя научные 
исследования и промышленные разработки на наибо-
лее актуальных направлениях развития электропри-
вода и преобразовательной техники. Трудно переоце-
нить его существенный и масштабный вклад в созда-
ние и производство новой электротехнической про-
дукции на протяжении всех четырех эпох развития 
электромеханических систем: с контактными, элек-
тромашинными, тиристорными и транзисторными 
преобразователями. Это и разработанная при актив-
ном участии юбиляра и внедренная на заводе ХЭМЗ 
серия тиристорных преобразователей мощностью до 
12000 кВт, на основе которых были переоснащены 
электроприводы в черной и цветной металлургии, 
горношахтной промышленности и др. Это и ревер-
сивные электроприводы с раздельным управлением, а 
также первые в СНГ промышленные преобразователи 
частоты на IGBT транзисторах. 

Отличительной чертой практически каждой ин-
женерной работы Барского В.А. является рациональ-
ное сочетание глубоких теоретических и эксперимен-
тальных исследований. Он умеет увидеть новые зада-
чи и предложить неожиданные решения, вызывающие 
интерес у специалистов, проявить стойкость в непро-
стых ситуациях и всегда верен делу создания качест-
венно новой отечественной техники. Такой подход 
юбиляр сумел сохранить и в сложной экономической 
ситуации после 1991 года, что позволило ему создать 
Международный консорциум «Энергосбережение», 
объединяющий коллектив единомышленников, разра-

ботать и внедрить в Украине и странах СНГ конку-
рентоспособные транзисторные преобразователи с 
микропроцессорным управлением.  

За последние 10 лет под непосредственным ру-
ководством юбиляра были выпол-
нены работы по созданию, изго-
товлению и вводу в эксплуатацию 
не имеющего аналогов в Европе 
уникального испытательного ком-
плекса для электрических машин 
локомотивов на Новочеркасском 
электровозостроительном заводе, 
станции для испытания электри-
ческих машин в компании «Энер-
гопром» (г. Кривой Рог), постав-
лено и введено в эксплуатацию 
более 850 комплексов климатиче-
ских установок типа ККЛ для ло-
комотивов, разработаны и внедре-
ны новые тяговые многоканаль-
ные тиристорные выпрямители 

типа ВУТГ для магистральных тепловозов типов 
2ТЭ116У и (2-3)ТЭ25КМ, произведено более 40 энер-
госберегающих систем ЭКО-3 для котельных средней 
и большой мощности, создана серия устройств плав-
ного пуска типа РУПП для приводов турбо-
механизмов, введены в эксплуатацию образцы для 
двигателей мощностью до 8000 кВт, разработаны, 
изготовлены и введены в эксплуатацию 4 привода 
шахтных подъёмных машин большой мощности и 
другое оборудование.  

В настоящее время под научным руководством и 
непосредственном участии В.А. Барского разрабаты-
ваются новые электромеханические системы на осно-
ве синхронных реактивных и гибридных электриче-
ских машин для городского и железнодорожного 
транспорта, промышленности, ЖКХ и других отрас-
лей, новые электроприводы со встроенными накопи-
телями энергии для различных отраслей, продолжа-
ются работы по внедрению ранее разработанного 
электрооборудования. 

Результаты научных исследований и практиче-
ских разработок профессора Барского В.А. опублико-
ваны в 330 научных трудах, изобретениях и патентах. 
Он принимает активное участие в подготовке науч-
ных кадров, член специализированного совета 
Д64.050.04 в НТУ «ХПИ». 

Ректорат НТУ «ХПИ», руководство института 
технических проблем магнетизма НАН Украины, 
Украинская ассоциация инженеров-электриков, дру-
зья и коллеги поздравляют Виктора Алексеевича 
с юбилеем, желают счастья, здоровья, новых творче-
ских успехов. 

Редакционная коллегия журнала «Електротехні-
ка і електромеханіка» присоединяется к этим искрен-
ним пожеланиям. 
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КИРИЛЕНКО ОЛЕКСАНДР ВАСИЛЬОВИЧ 

(до 70-річчя з дня народження) 
 

Директор Інституту електродинаміки НАН Укра-
їни, доктор технічних наук, професор, академік НАН 
України О.В. Кириленко народився 20 травня 1950 р. 
У 1973 р. закінчив Київський політехнічний інститут 
(нині НТУ України «КПІ ім. І. Сікорського») за фахом 
інженер-електрик. У період 1973-
1975 рр. працював на кафедрі «Елек-
тричні мережі та системи» КПІ. 
Починаючи з 1975 р. і дотепер пра-
цює в Інституті електродинаміки 
НАН України, в різні періоди 
обіймаючи посади: молодшого нау-
кового співробітника, завідувача 
лабораторії, завідувача відділу, голо-
вного наукового співробітника, 
вченого секретаря інституту, заступ-
ника директора інституту з наукової 
роботи, а з 2007 р. – директора Інсти-
туту електродинаміки НАН України. 

Науковий ступінь кандидата 
технічних наук отримав у 1981 р., 
звання старшого наукового співробітника – у 1986 р., 
докторську дисертацію захистив у 1993 р., звання 
професора отримав у 1996 р., членом-кореспондентом 
НАН України був обраний у 1997 р., а академіком 
НАН України – у 2006 р. 

Кириленко Олександр Васильович – видатний 
вчений, відомий в України та за її межами своїми 
працями в галузі електроенергетики, пов’язаними з 
підвищенням надійності та ефективності функціону-
вання електроенергетичних об’єктів та систем, розро-
бкою методів моделювання електричних мереж та 
електроенергетичних об’єктів. Його різнобічні дослі-
дження процесів функціонування електроенергетич-
них систем забезпечили розвиток теорії створення 
систем керування такими процесами, дозволили за-
пропонувати принципи, методи побудови відповідних 
інтегрованих інформаційно-управляючих систем та 
їхніх елементів і створити відповідні апаратні та про-
грамні засоби. Ним запропоновано нові підходи до 
побудови систем контролю та діагностики в електро-
енергетиці, вирішено питання забезпечення їхньої 
надійності та відмовостійкості, точності та швидкодії, 
досліджено особливості формалізації та розв’язання 
задач параметричної оптимізації аналогових елемен-
тів та пристроїв автоматики електроенергетичних си-
стем. Розвинуто теорії аналізу та оптимізації первин-
них перетворювачів струму, що призначені для робо-
ти зі стабільними величинами похибок в усталених та 
перехідних режимах роботи, запропоновано методи 
відновлення сигналу в таких пристроях. Сьогодні ним 
розробляється концепція та методологія побудови 
інтегрованих інформаційно-управляючих систем по-
тужних електроенергетичних об’єктів системного 
значення як складових системи керування функціону-
ванням електроенергетичних систем. В даний час 
Олександр Васильович активно працює над розвит-

ком теорії побудови інтелектуальних інформаційно-
керуючих систем в електроенергетиці, орієнтованих 
на реалізацію основних положень концепції Smart 
Grid, приділяючи значну увагу науково-технічним 
питанням забезпечення ефективності інноваційного 

розвитку та керованості об’єднаної 
електроенергетичної системи Украї-
ни за умов впровадження нової мо-
делі ринку електроенергії та зрос-
тання частки відновлюваних джерел 
енергії в структурі її генеруючих 
потужностей. Ним заснована наукова 
школа з моделювання режимів елек-
троенергетичних об’єктів та ство-
рення інтелектуальних інформацій-
но-керуючих систем. 

Результати наукових робіт 
Кириленка О.В. висвітлено в чис-
ленних публікаціях (понад 300), 
серед яких – 15 монографій. 

Олександр Васильович успішно 
поєднує наукову, організаційну, педагогічну та гро-
мадську діяльність. За останні роки під керівництвом 
О.В. Кириленко підготовлено 3 доктори та 11 канди-
датів технічних наук. Він академік-секретар Відділен-
ня фізико-технічних проблем енергетики НАН Украї-
ни, очолює експертну раду з електротехніки та енер-
гетики Департаменту атестації наукових кадрів МОН 
України та технічний комітет зі стандартизації «Керу-
вання енергетичними системами та пов’язані з ним 
процеси інформаційної взаємодії» (ТК 162), наглядо-
ву раду Кременчуцького національного університету 
ім. М. Остроградського, входить до складу спеціалі-
зованої вченої ради з захисту докторських дисертацій, 
редколегій багатьох фахових періодичних видань. 

Наукові досягнення і громадська діяльність 
О.В. Кириленка відзначена державними преміями та 
нагородами: 1983 р. – медаллю Академії наук УРСР 
та премією для молодих вчених; 1988 р. – золотою 
медаллю ВДНГ СРСР; 1995 р. – премією ім. С.О. 
Лебедєва НАН України; 1999 р. – державною премі-
єю України в галузі науки і техніки за роботу 
«Розробка наукових основ та засобів підвищення 
енергетичної ефективності та їх впровадження у сис-
темах управління постачанням і використанням еле-
ктроенергії, природного газу та тепла»; 2008 р. – 
присвоєно звання «Заслужений діяч науки і техніки 
України»; 2009 р. – присвоєно звання лауреата 
«Лідер паливно-енергетичного комплексу-2009» 
у номінації «Вчений». 

Ректорат та колектив НТУ «ХПІ» щиро вітає 
Олександра Васильовича з ювілеєм, бажає міцного 
здоров’я, щастя, успіхів та натхнення у науковій 
діяльності. 

Редакційна колегія журналу «Електротехніка і 
електромеханіка» приєднується до цих щирих 
побажань. 
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КОЛИУШКО ГЕОРГИЙ МИХАЙЛОВИЧ 

(к 80-летию со дня рождения) 
 

Исполнилось 80 лет со дня рождения известного 
учёного и специалиста в области техники высоких 
напряжений и диагностики состояния заземляющих 
устройств, лауреата премии Совета 
Министров СССР (1988 г.), лауреата  
Государственной премии Украины  
в области науки и техники (2004 г.),  
Почетного энергетика Украины (2010 г.), 
кандидата технических наук Георгия  
Михайловича Колиушко. 

Георгий Михайлович родился  
1 июня 1940 г. в г. Винница. После окон-
чания в 1963 году электромашино-
строительного факультета Харьковского 
политехнического института по распре-
делению был направлен в Научно-
исследовательскую лабораторию техники 
высоких напряжений и преобразователей тока ХПИ  
(в настоящее время НИПКИ «Молния» НТУ «ХПИ»), 
где и работает уже более 50 лет. 

Георгий Михайлович Колиушко является при-
знанным авторитетом в области разработки уникаль-
ных высоковольтных испытательных установок, неко-
торые из которых и на сегодняшний день не имеют 
аналогов в мире. Его работы широко известны не толь-
ко в Украине, но и практически во всех странах ближ-
него зарубежья. Под его руководством и при непосред-
ственном участии были разработаны многие испыта-
тельные высоковольтные стенды, такие как: высоко-
вольтная испытательная установка для испытаний ав-
томатических систем управления технологическими 
процессами на воздействие электромагнитных полей 
по ГОСТ 29280 («ХАРТРОН», г. Харьков), установка 
для оценки молниестойкости бортового оборудования 
самолета АН-140 к импульсным наводкам, индуцируе-
мым в бортовых электрических цепях АНТК-1 (АНТК 
«АНТОНОВ», г. Киев), комплексы электрофизических 
установок, обеспечивающие проведение нормативных 
испытаний серийно выпускаемых элементов ограничи-
телей перенапряжения в электрических сетях широкого 
класса напряжения (НИИ ВН г. Славянск), установки 
«ТИР-2» (ФИАН им. Лебедева, г. Москва),  
ЕНЭ-320 кДж (ГОИ, г. Ленинград), ЕНЭ-1500 кДж 
«Луч» (институт «Астрофизика», г. Москва), «Лира» 
(НПО «Взлет», г. Москва), генератор импульсов тока к 
установке ИЭМИ-6 «Сплав» (г. Загорск) и др. 

К особо значимым достижениям в области  
техники высоких напряжений следует отнести  
разработку и ввод в эксплуатацию высоковольтной 
установки «Аксамит» (6 МДж) и испытательного 
комплекса ИЭМИ-12 «ЭФЕС». Оригинальные реше-
ния, заложенные при проектировании данных устано-
вок, не превзойдены и до настоящего времени. Ком-
плекс «ЭФЕС» внесен в Международный реестр уни-
кальных испытательных мировых центров ЭМИ  
(IEС 61000-4-32). 

Георгий Михайлович является основоположни-
ком нового научного направления, востребованного 

энергетиками Украины – диагностики состояния зазем-
ляющих устройств энергообъектов, которое позволяет 
оптимально сочетать меры по обеспечению электро-

безопасности персонала и электромаг-
нитной совместимости на объекте. При 
его непосредственном участии разрабо-
тан первый в Украине нормативный до-
кумент, регламентирующий правила ис-
пытания и контроля состояния зазем-
ляющих устройств СОУ 31.2-21677681-19 
«Випробування та контроль пристроїв 
заземлення електроустановок», утвер-
жденный приказом Минтопэнерго  
Украины, который используется специа-
листами всех существующих энергосис-
тем Украины. Под руководством  
Г.М. Колиушко коллектив сотрудников 

провел государственные испытания, которые позво-
лили ввести в Государственный реестр средств изме-
рительной техники Украины три измерительных ком-
плекса «КДЗ-1У», «ИК-1У» и «ИКП-1У». 

Георгием Михайловичем заложен фундамент для 
плодотворного сотрудничества в области повышения 
безопасности работы объектов со специалистами всех 
атомных электростанций Украины (Запорожская, Ро-
венская, Южно-Украинская, Хмельницкая), НЭК «Укр-
энерго», НАК «Укрнафта» и большинством облэнерго. 

Являясь одним из авторов глав 1.7 и 4.2 «Правил 
улаштування електроустановок», Г.М. Колиушко при-
нимал активное участие в разработке справочно-
методического пособия «Технічне діагностування, 
випробування та вимірювання електрообладнання в 
умовах монтажу, налагоджування і в експлуатації. 
Частина 2 Загальні методи та засоби діагностування, 
випробувань та вимірювань електрообладнання, виве-
деного з роботи». 

Георгий Михайлович – автор более 300 печатных 
работ, 25 изобретений и патентов, ряда нормативных 
документов. 

Среди коллег и специалистов организаций,  
сотрудничающих с НИПКИ «Молния» НТУ «ХПИ», 
Георгий Михайлович пользуется заслуженным авто-
ритетом и уважением за высокий профессионализм, 
тактичность, доброту, отзывчивость и готовность 
прийти на помощь. А для молодого поколения ученых 
Г.М. Колиушко является примером в целеустремлен-
ности, умении решать поставленные научные и техни-
ческие задачи, желании не останавливаться на достиг-
нутом и открывать новые направления в работе. 

Ректорат НТУ «ХПИ», сотрудники НИПКИ 
«Молния», друзья, коллеги и ученики поздравляют с 
юбилеем и желают глубокоуважаемому  
Георгию Михайловичу крепкого здоровья, хорошего 
настроения, дальнейших творческих успехов в работе 
и научно-технических исследованиях. 

Редакция журнала «Електротехніка і електроме-
ханіка» искренне присоединяется к этим теплым 
пожеланиям. 




