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Resumo
Este trabalho propõe uma estratégia inovadora de controle para o Motor a Relutân-

cia Variável com o objetivo de minimizar da ondulação de torque. A estratégia se baseia
em um algoritmo para a geração de perfis de corrente que priorizam o modo de comutação
suave do conversor de meia ponte assimétrica. Esse algoritmo utiliza algoritmos genéticos
para o cálculo desses perfis através de simulações em um modelo de elementos finitos,
desenvolvido com base em um Motor a Relutância Variável 6x4 do Laboratório de Ensaios
de Pequenos Motores da Universidade Federal de Goiás. Para aprimorar a adaptabilidade
do controle proposto, foi proposta a adição de uma compensação derivada do erro de
torque a esses perfis. As simulações compararam o Controle Proposto com o Controle
Direto de Torque Instantâneo e o Controle Proposto sem a adição da compensação, em
diversas condições de operação. Os resultados destacam reduções médias significativas
nas métricas usadas na avaliação da ondulação de torque. Na métrica Torque Ripple,
houve redução média de 16,02% em relação ao Controle Direto de Torque Instantâneo e
13,14% em relação ao Controle Proposto sem a compensação. Quanto à métrica Torque
Ripple Factor, essa redução foi de 15,34% e 15,96%, respectivamente. O estudo conclui
atestando o bom desempenho dos perfis de corrente gerados, evidenciando que a inclusão
da compensação derivada do erro de torque nesses perfis foi crucial para os baixos níveis
de ondulação de torque alcançados pela técnica de controle proposta.

Palavras-chave: Motor a Relutância Variável. Controle de Ondulação de Torque. Algo-
ritmo Genético. Método dos Elementos Finitos. Controle por Histerese de Corrente.



Abstract
This work proposes an innovative control strategy for the Switched Reluctance

Motor with the aim of minimizing torque ripple. The strategy is based on an algorithm
for generating current profiles that prioritize the smooth commutation mode of the
asymmetric half-bridge converter. This algorithm employs genetic algorithms to calculate
these profiles through simulations in a finite element model developed based on a 6x4
Switched Reluctance Motor from the Laboratório de Ensaios de Pequenos Motores at the
Universidade Federal de Goiás. To enhance the adaptability of the proposed control, the
addition of a compensation derived from torque error to these profiles has been suggested.
Simulations compared the Proposed Control with Direct Instantaneous Torque Control
and the Proposed Control without the addition of compensation under various operating
conditions. The results highlight significant average reductions in metrics used to evaluate
torque ripple. In the Torque Ripple metric, there was an average reduction of 16.02%
compared to Direct Instantaneous Torque Control and 13.14% compared to the Proposed
Control without compensation. As for the Torque Ripple Factor metric, this reduction was
15.34% and 15.96%, respectively. The study concludes by affirming the good performance
of the generated current profiles, demonstrating that the inclusion of compensation derived
from torque error in these profiles was crucial for the low levels of torque ripple achieved
by the proposed control technique.

Keywords: Switched Reluctance Motor. Torque Ripple Control. Genetic Algorithm. Finite
Element Method. Hysteresis Current Control.
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1 Introdução

1.1 Contextualização do Tema
A busca pelo desenvolvimento de motores elétricos visando melhor desempenho

é um tópico de grande relevância na pesquisa, dado que esses motores desempenham
um papel crucial em uma ampla variedade de aplicações contemporâneas. Atualmente,
encontramos motores elétricos em veículos elétricos, bombas, compressores, ventiladores,
elevadores, ferramentas, robôs, entre outros. Essas aplicações demandam motores capazes
de operar em diversas condições de carga, velocidade e temperatura, e que apresentem
características como alta confiabilidade, eficiência, precisão e durabilidade.

Entre os motores elétricos predominantes em veículos elétricos e maquinários
industriais de alto desempenho, destacam-se aqueles que fazem uso de ímãs permanentes,
devido à sua capacidade notável de produzir torque e alta eficiência energética. No entanto,
esses motores apresentam limitações significativas, incluindo o custo elevado de produção, a
escassez de materiais necessários para fabricar ímãs permanentes de terras raras, o impacto
ambiental associado à extração desses materiais e a desmagnetização irreversível dos ímãs
em temperaturas elevadas (FANG et al., 2021). Essas limitações têm impulsionado a
pesquisa em direção a motores elétricos que não dependam de ímãs permanentes, como o
Motor a Relutância Variável (MRV) (BOSTANCI et al., 2017).

O MRV tem sido objeto de estudo para diversas aplicações, como em veículos
elétricos (PAULA et al., 2021), sistemas de geração secundária de energia elétrica em
aeronaves (APOSTOLIDOU; PAPANIKOLAOU; LOUPIS, 2020; RICHTER; FERREIRA,
1995; FERREIRA et al., 1995) e até em bombeamento de água para irrigação em plantações
(WANG et al., 2014). Ele apresenta uma série de vantagens, como baixo custo de produção
(CHOI et al., 2002), capacidade de operação em temperaturas elevadas (GUNDOGMUS et
al., 2020), construção simples – visto que não requer enrolamentos ou materiais de terras
raras no rotor (DEBOUZA et al., 2018), alta robustez (CHOI et al., 2002) e boa capacidade
de tolerância a falhas (GUNDOGMUS et al., 2020). Entretanto, o MRV também apresenta
algumas desvantagens, tais como ruído acústico (AHN; PARK; LEE, 2004; MA et al.,
2016), vibrações e elevada ondulação de torque (MA et al., 2016), fatores que impactam
diretamente seu desempenho.

A alta ondulação de torque, em especial, compromete a precisão e a suavidade em
aplicações que exigem um funcionamento contínuo e uniforme, também podendo resultar
na produção de elevado ruído acústico e vibrações (VELMURUGAN; BOZHKO; YANG,
2018). Em sistemas servo, ela é particularmente intolerável, podendo a sua percepção
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causar desconforto ao usuário da aplicação e a sua presença afetar negativamente a carga
mecânica associada (HUSAIN, 2002). Além disso, a presença desse fenômeno contribui
para o desgaste mecânico do motor, induzindo fadiga no eixo ao longo do tempo (LI;
BILGIN; EMADI, 2019).

Aplicações que exigem alta precisão demandam uma baixa ondulação de torque,
como é o caso dos sistemas de direção elétrica de acionamento direto, aplicações de robótica
(HUSAIN, 2002) e esteiras transportadoras industriais. A redução da ondulação de torque
do MRV beneficiaria o seu uso nessas aplicações.

Dessa forma, a redução da ondulação de torque é um tema de pesquisa relevante,
representando um desafio significativo alcançá-la sem comprometer de forma expressiva
a eficiência do motor. Este trabalho concentra-se precisamente nesse objetivo, buscando
reduzir a ondulação de torque no MRV por meio da implementação de uma técnica de
controle que minimize essa ondulação sem prejudicar significativamente sua eficiência.

1.2 Justificativa
A alta ondulação de torque no MRV representa uma restrição que tem limitado

sua aplicabilidade em uma ampla gama de cenários, nos quais suas vantagens intrínsecas
poderiam se mostrar como uma alternativa viável a outros tipos de motores.

Ela deriva de relações complexas e não lineares entre a posição do rotor e as correntes
de fase. Esse fenômeno é predominantemente originado pela estrutura duplamente saliente
do MRV (HUSAIN, 2002). Além disso, há outros fatores, como indutâncias mútuas,
saturação magnética e características de histerese magnética dos materiais, que contribuem
para essa problemática. É relevante destacar também que o método de controle empregado
exerce influência direta sobre a extensão na qual esses fenômenos se manifestam na forma
de ondulação de torque.

O MRV exibe duas formas distintas de ondulações de torque. A primeira delas é a
ondulação de torque de alta frequência, que está relacionada a parâmetros específicos do
motor e à frequência máxima de comutação do controlador. Ela surge durante os processos
de comutação na regulação de corrente ou torque.

A segunda forma ocorre durante o período de transição. Nesse momento, a fase
que está sendo desativada ainda retém uma corrente residual, contribuindo parcialmente
para a produção de torque. Simultaneamente, a fase que está começando a ser ativada
começa a receber corrente, requerendo um intervalo de tempo até atingir um nível ótimo
de corrente capaz de gerar torque equivalente ao da fase que foi desativada. Essa forma,
normalmente, compreende a maior parte das ondulações de torque presentes no sistema
(FANG et al., 2021), sendo sua mitigação altamente dependente do método de controle
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empregado.

Diversas técnicas têm sido desenvolvidas com o propósito de minimizar as ondula-
ções de torque no MRV, destacando-se o Controle Direto de Torque Instantâneo (CDTI) e
o controle por perfis de corrente (do inglês, current profiling control).

O CDTI é uma técnica de controle que gera os sinais para o acionamento do
motor a partir da histerese de torque, possui implementação simples e apresenta baixa
ondulação de torque em um amplo intervalo de velocidade (FANG et al., 2021). Contudo,
uma limitação significativa deste método é que ele não regula as correntes, o que pode
eventualmente levar a valores elevados (DÚBRAVKA et al., 2017).

O controle por perfis de correntes é uma outra abordagem empregada para reduzir
as ondulações de torque. Essa técnica consiste em calcular a forma de corrente a ser seguida
pelo controlador a fim de reduzir as ondulações de torque. Suas principais vantagens são a
sua capacidade de alcançar baixa ondulação de torque em baixa velocidade e a flexibilidade
de poder adicionar objetivos secundários ao controle, como a redução das perdas no cobre,
o aumento da eficiência, o aumento da relação torque por Ampère, etc. Entretanto, sua
implementação demanda uma considerável alocação de espaço de memória para armazenar
os perfis de corrente (DÚBRAVKA et al., 2017).

Partindo das premissas do CDTI e do controle por perfis de corrente, este trabalho
propõe o desenvolvimento de uma nova estratégia de controle com o propósito de aprimorar
a redução da ondulação de torque. Para isso, a estratégia utiliza um algoritmo, de autoria
própria, para gerar perfis de corrente que permitem que o conversor opere na maior
parte do tempo em um modo de comutação que reduz a ondulação de torque, o modo de
comutação suave (do inglês, soft chopping). Além disso, esses perfis gerados são otimizados
com base no erro de torque, visando um desempenho superior em condições de operação
diferentes das que foram gerados.

O algoritmo desenvolvido para gerar os perfis de corrente utiliza a combinação da
busca de soluções por Algoritmo Genético (AG) com a simulação do motor por meio do
Método dos Elementos Finitos (MEF). Essa abordagem resulta na geração de perfis de
corrente mais adequados ao MRV usado, contribuindo para o aprimoramento do controle.

A eficácia da estratégia proposta foi avaliada através de simulações utilizando dados
reais de um MRV 6x4. Os resultados obtidos foram comparados com o CDTI e demonstram
sua capacidade em reduzir a ondulação de torque sem comprometer a eficiência do sistema
em velocidades inferiores à velocidade base do motor.
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1.3 Objetivos
O objetivo deste trabalho é desenvolver uma nova estratégia de controle com o

propósito de reduzir a ondulação de torque no MRV, inspirada no controle por perfis de
corrente e no CDTI. Para alcançar tal objetivo, faz-se necessário:

• Conduzir uma revisão bibliográfica sobre o MRV e as técnicas de controle que visam
a redução da ondulação de torque nele.

• Desenvolver o modelo de Elementos Finitos do MRV.

• Criar um algoritmo que gere perfis de corrente baseado no modelo de Elementos
Finitos do MRV.

• Propor uma estratégia de controle por perfis de corrente que faça uso dos perfis
gerados pelo algoritmo criado e que use o erro de torque para otimização desses
perfis.

• Desenvolver um modelo de simulação dinâmica para a técnica de controle proposta
e outras técnicas de controle relevantes.

• Executar simulações e efetuar análises comparativas, confrontando os resultados
obtidos da estratégia de controle proposta com outras técnicas de controle relevantes.

• Discutir os resultados obtidos.

• Concluir, a partir das análises efetuadas, se a técnica de controle proposta é eficaz
na redução da ondulação de torque e apontar sugestões para futuras pesquisas.

1.4 Organização do Trabalho
Este trabalho está dividido em seis capítulos principais.

O primeiro capítulo apresentou o contexto do problema, a justificativa do trabalho
e seus objetivos.

O segundo capítulo consiste em uma revisão bibliográfica de conceitos fundamentais
do MRV, abrangendo suas características distintivas, acionamento e modelo matemático.

O terceiro capítulo aborda uma revisão de literatura sobre as principais técnicas
de controle do MRV que demonstram baixa ondulação de torque em uma ampla faixa de
velocidade de operação.

O quarto capítulo apresenta o método de controle proposto e a metodologia usada
para atestar seu desempenho.
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O quinto capítulo exibe os resultados obtidos e faz uma comparação entre o método
de controle proposto e outros métodos de controle relevantes.

Por fim, o sexto capítulo traz a conclusão do trabalho, resumindo as análises e os
principais resultados, e sugere direções para futuras pesquisas.
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2 Motor a Relutância Variável

Este capítulo tem como objetivo realizar uma descrição detalhada do MRV, compre-
endendo sua estrutura, princípio de funcionamento, características e modelo matemático.

2.1 Principais Características
O MRV é caracterizado por sua estrutura duplamente saliente, com polos presentes

tanto no estator quanto no rotor (KRISHNAN, 2017). O rotor é feito de material ferro-
magnético e não possui nenhum tipo de enrolamento ou fonte de excitação. O estator
também é feito de material ferromagnético e possui bobinas enroladas em cada um de seus
polos (BILGIN; JIANG; EMADI, 2019).

Devido aos enrolamentos de fase estarem exclusivamente no estator, todas as perdas
resistivas ocorrem nele, ou seja, a maior parte do calor gerado se concentra no próprio
estator. Essa configuração é significativa no contexto de dissipação de calor, uma vez que
o estator consegue ser refrigerado de forma mais eficaz que o rotor. Isso resulta em um
motor mais compacto para uma determinada especificação de potência (UMANS, 2014).

Além disso, a ausência de enrolamentos no rotor também possibilita a ele mais
robustez e maior capacidade de suportar altas velocidades de operação (BILGIN; JIANG;
EMADI, 2019).

Ele não apresenta ímãs permanentes em sua estrutura, o que contribui para a
simplicidade do projeto do motor (KRISHNAN, 2017; MILLER, 2001). Adicionalmente,
a ausência de ímãs permanentes também desempenha um papel fundamental na sua
notável resistência a altas temperaturas. A densidade de fluxo e a coercividade desses
ímãs diminuem à medida que a temperatura aumenta e eles perdem seu magnetismo
quando submetidos a temperaturas acima da temperatura de Curie, a menor temperatura
em que ocorre a sua desmagnetização. Máquinas com ímãs permanentes que utilizam
ímãs de Neodímio-Ferro-Boro normalmente são projetadas para que a temperatura do
ímã se mantenha em torno de 100°C durante a operação contínua. Em contraste, o MRV
é tipicamente projetado para que seus enrolamentos possam suportar temperaturas de
até 200ºC, a temperatura máxima padrão comumente suportada pela isolação dos fios
(BILGIN; JIANG; EMADI, 2019).

Outra característica distintiva do MRV é o fato dele possuir uma única fonte de
excitação no estator (UMANS, 2014). Ela é responsável tanto pela excitação quanto pela
geração de torque. Por esse motivo, o MRV geralmente é projetado com um tamanho de
entreferro menor, o que requer tolerâncias mecânicas mais rigorosas na sua construção



Capítulo 2. Motor a Relutância Variável 26

(BILGIN; JIANG; EMADI, 2019).

Outro ponto relevante é a capacidade do MRV de operar nos quatro quadrantes,
abrangendo todas as combinações possíveis de direção de rotação e carga (KRISHNAN,
2017; MILLER, 2001). A transição do modo de operação de motor para gerador pode
ser realizada de maneira simples e suave, exigindo apenas o controle adequado das fases
(DIAS, 2011). Essa característica o torna ideal para aplicações em veículos elétricos, pois a
sua facilidade de transição de motor para gerador simplifica a implementação de sistemas
de frenagem regenerativa, como mostrado nos trabalhos de Huang e Liu (2018) e Bing e
Jie (2014).

Essas características intrínsecas proporcionam notável eficiência e adaptabilidade,
tornando o MRV uma escolha valiosa em diversas aplicações.

2.2 Classificação
O MRV é classificado com base no número de polos do rotor e do estator e no número

de fases. Essa classificação é expressa na forma "Número de Polos do Estator/Número de
Polos do Rotor"(VASQUEZ; PARKER; HASKEW, 2005), seguida pelo número de fases. A
configuração mais comum é a 6/4 trifásica, indicando 6 polos no rotor e 4 no estator, com
3 fases. Nessa configuração, cada fase é composta por dois enrolamentos diametralmente
opostos do estator.

Além da configuração 6/4 trifásica, a literatura apresenta outras configurações,
como:

• 8/6 quadrifásica (KUMAR.CH et al., 2020);

• 10/8 pentafásica (KUMAR.CH et al., 2020);

• 12/10 hexafásica (DENG; MECROW, 2019);

• 12/8 trifásica (PUPADUBSIN et al., 2022).

Deve-se notar que a seleção do número de polos do rotor, número de polos do
estator e número de fases em um MRV depende de muitos fatores, como a velocidade
de operação, o torque desejado, as características de ondulação de torque requeridas, as
tolerâncias mecânicas, os requisitos do conversor e controlador, a frequência de comutação
e a precisão da medição da posição do rotor (BILGIN; JIANG; EMADI, 2019).
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2.3 Princípio de Funcionamento
O MRV opera com base na tendência natural do rotor em buscar a posição de

mínima relutância (UMANS, 2014). Seu rotor e estator são projetados com saliências que
criam caminhos de relutância distintos, introduzindo assimetrias no circuito magnético
da máquina. Quando uma fase é excitada, ocorre a geração de um campo magnético,
que, por sua vez, induz um fluxo magnético através do rotor. Este fluxo magnético busca
alinhar os polos do estator relacionados à fase excitada com os polos do rotor, reduzindo a
relutância do circuito magnético e gerando torque na direção do alinhamento (PYRHONEN;
JOKINEN; HRABOVCOVA, 2014).

Dessa forma, seu funcionamento depende da posição relativa do rotor em relação
ao estator, destacando as posições de alinhamento e desalinhamento dos polos relacionadas
a cada uma de suas fases. Um polo do estator se encontra na posição alinhada quando seu
alinhamento coincide com um polo do rotor, levando a relutância mínima e a indutância
máxima na fase que o compreende. A figura 2.1(b) ilustra a posição alinhada dos polos do
estator Ns#1 e Ns#4 de um MRV 6/4.

Figura 2.1 – Posições desalinhadas (a e c) e alinhada (b) do rotor em relação a fase que
compreende os polos Ns#1 e Ns#4 do estator em um MRV 6/4

Fonte: Bilgin, Jiang e Emadi (2019), adaptado pelo autor

Por outro lado, um polo do estator se encontra posição desalinhada quando seu
alinhamento coincide com o meio de dois polos consecutivos do rotor, posição em que
a relutância é máxima e a indutância é mínima na sua respectiva fase. A figuras 2.1(a)
e 2.1(c) ilustram duas diferentes posições do rotor que levam a posição desalinhada dos
polos do estator Ns#1 e Ns#4 de um MRV 6/4.

A periodicidade da configuração de posições alinhadas e desalinhadas à medida
que o MRV se movimenta compreende um ciclo elétrico, que pode ser calculado com base
no intervalo angular entre duas posições desalinhadas consecutivas (BILGIN; JIANG;
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EMADI, 2019). Para exemplificar, partindo da configuração apresentada na Figura 2.1(a),
um ciclo elétrico é concluído quando o rotor gira no sentido anti-horário e atinge a próxima
posição desalinhada, como ilustrado na Figura 2.1(c).

O ciclo elétrico sempre se repete por Nr vezes em uma revolução completa do
MRV (360◦ mecânicos), onde Nr representa número de polos do rotor (MILLER, 2001).
Portanto, o intervalo que compreende um ciclo elétrico θc em graus é determinado através
da expressão:

θc = 360◦

Nr

(2.1)

Em um MRV 6/4, o ciclo elétrico é 90◦.

Dentro de um ciclo elétrico, se cada fase for acionada uma vez, a defasagem ângular
entre duas fases consecutivas, denotada como θp, será calculada pela seguinte equação:

θp = 360◦

NpNr

(2.2)

Onde Np é o número de fases, considerando que todos os polos do estator que
compartilham o mesmo ciclo elétrico estão na mesma fase do MRV. Em um MRV 6/4
trifásico, essa defasagem ângular é de 30◦.

A variação da indutância do MRV ao longo do seu ciclo elétrico é conhecida como
perfil de indutância. Esse perfil descreve como a indutância do motor varia à medida que o
rotor se desloca através das posições de alinhamento e desalinhamento dos polos do estator,
sendo fundamental para compreender seu comportamento e determinar seu acionamento.
Esse perfil depende dos parâmetros geométricos, da temperatura e dos materiais que
compõem a estrutura do MRV.

2.4 Acionamento
O torque gerado no MRV é sensível tanto à posição do rotor quanto à intensidade

da corrente elétrica nas bobinas, e sua regulação é fortemente condicionada pela excitação
sequencial e precisa das fases. Por esta razão, sua operação requer o uso de um conversor
estático (PYRHONEN; JOKINEN; HRABOVCOVA, 2014).

Os interruptores do conversor estático precisam ser operados de forma sequencial,
de forma a excitar cada fase dentro de um intervalo angular específico, permitindo a
operação do MRV.

Esse intervalo corresponde ao período em que a variação da indutância do motor
é positiva, pois o torque no MRV é diretamente proporcional à variação da indutância.



Capítulo 2. Motor a Relutância Variável 29

Igualmente, ele pode ser acionado como gerador, bastando apenas que suas fases sejam
excitadas no período em que a variação da indutância do motor é negativa.

Uma consideração importante sobre o acionamento é que, ao término do intervalo
de acionamento de uma fase, a corrente não se extingue instantaneamente quando os
interruptores do conversor são desligados. Isso ocorre devido à alta indutância presente
no MRV nesse momento, o que dificulta a identificação dos intervalos angulares ideais de
acionamento. Se a corrente continuar após o alinhamento completo do rotor com o estator,
será gerado torque negativo devido à operação da fase na região de variação negativa da
indutância. Portanto, para que não seja gerado torque negativo, é preciso que a extinção da
corrente de excitação coincida com o momento em que o rotor se alinha completamente com
o estator. Para alcançar esse objetivo, é necessário desligar os interruptores do conversor
ligeiramente antes desse momento (KRISHNAN, 2017). Porém, essa antecipação deve
ser cuidadosa, uma vez que antecipar demasiadamente o momento de desligamento dos
interruptores do conversor pode ocasionar um aumento na ondulação de torque.

O conversor mais comumente usado para acionar o MRV é o conversor de meia
ponte assimétrico devido à sua capacidade de isolamento de fase, forte tolerância a falhas
e excelente estabilidade (DING; YANG; HU, 2019). A figura 2.2 mostra o conversor de
meia ponte assimétrico frequentemente usado no acionamento do MRV 6/4.

Figura 2.2 – Conversor de meia ponte assimétrico

Fonte: próprio autor (2023)

O conversor de meia ponte assimétrico também é altamente eficiente pois permite
que a energia armazenada nos enrolamentos do motor retorne para a fonte após a desati-
vação dos interruptores de fase. Sua topologia consiste em dois diodos e duas chaves de
potência por fase da máquina (JANG, 2001).

Há três diferentes modos de operação das chaves de cada fase do conversor: mag-
netização, desmagnetização e roda-livre. A magnetização ocorre quando duas chaves de
uma fase são acionadas simultaneamente, fornecendo +Vcc. Já a desmagnetização ocorre
quando ambas são desacionadas, resultando em uma tensão de −Vcc. Por fim, a roda-livre
é quando uma chave é acionada e uma desacionada, permitindo que a corrente flua apenas
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através da bobina, da chave e de um diodo, reduzindo a diferença de tensão da fase a zero
(FANG et al., 2021).

Esses três diferentes modos de operação das chaves levam a duas diferentes es-
tratégias de comutação: a comutação brusca (do inglês, hard chopping) e a comutação
suave (do inglês, soft chopping). Na comutação brusca, o conversor opera nos modos
de magnetização e desmagnetização. Já na comutação suave, ele opera nos modos de
magnetização, desmagnetização e roda-livre (ELLABBAN; ABU-RUB, 2014).

A escolha entre o uso de comutação brusca ou suave depende das características do
hardware disponível. O modo de comutação suave garante perdas de chaveamento menores,
mas aumenta o estresse térmico em uma das chaves do conversor durante o modo de roda
livre, devido a maiores perdas de condução. Por outro lado, o modo de comutação brusca
aumenta as perdas de chaveamento, mas reduz o estresse térmico das chaves (VALENCIA
et al., 2019).

2.5 Modelo Matemático
A modelagem matemática de um motor desempenha um papel essencial na compre-

ensão de seu comportamento, tanto em condições dinâmicas quanto estáticas, especialmente
quando se trata de uma máquina elétrica com características singulares, como o MRV. Essa
modelagem é de suma importância para a análise de desempenho e para o desenvolvimento
de sistemas de controle eficazes. Nesta seção, é apresentada uma descrição detalhada da
modelagem matemática do MRV 6x4 trifásico, com base em equações e relações entre
os parâmetros elétricos e mecânicos do motor. Além disso, são discutidas as principais
simplificações e suposições utilizadas na modelagem e suas implicações na precisão do
modelo.

2.5.1 Equação de tensão

Conforme Bilgin, Jiang e Emadi (2019), a tensão entre os enrolamentos da fase j
de um MRV trifásico é expressa pela Equação 2.3.

Vj = Rjij + ∂λj

∂t
(2.3)

Onde Vj, Rj, λj e ij denotam, respectivamente, a tensão, a resistência, o fluxo
magnético concatenado e a corrente associados à fase j e t representa o tempo.

O fluxo magnético concatenado associado à fase j do MRV é a soma do fluxo
magnético próprio dessa fase com o fluxo magnético gerado pelas outras fases e que
interagem com essa fase, conforme descrito na Equação 2.4.
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λj = λj1 + λj2 + λj3 (2.4)

Onde λjk corresponde ao fluxo magnético mútuo entre as fases k e j, quando j ̸= k

e ao fluxo magnético próprio quando j = k.

Pela definição de indutância, λjk também pode ser expresso conforme a Equação
2.5.

λjk = Ljkik (2.5)

Onde Ljk denota a indutância mútua entre as fases k e j quando j ̸= k, e a
indutância própria quando j = k.

Portanto, substituindo a Equação 2.5 na Equação 2.4, obtém-se uma expressão
alternativa para o fluxo magnético concatenado associado à fase j, conforme indicado pela
Equação 2.6.

λj = Lj1i1 + Lj2i2 + Lj3i3 (2.6)

Substituindo a Equação 2.6 na Equação 2.3, obtém-se a Equação 2.7.

Vj = Rjij + ∂(Lj1i1)
∂t

+ ∂(Lj2i2)
∂t

+ ∂(Lj3i3)
∂t

(2.7)

A indutância no MRV está diretamente relacionada aos seus parâmetros físicos,
o que implica em uma dependência da indutância de cada fase em relação à posição
angular L(θ), além de sua relação com a corrente L(i). Portanto, para incorporar L(i, θ) na
modelagem matemática do MRV é necessário expandir as derivadas parciais da equação 2.7,
através da aplicação da regra da cadeia para o produto Li. Dessa forma, é possível obter
uma representação precisa da relação entre a corrente, a posição angular e a indutância do
MRV, conforme a Equação 2.8.

Vj = Rjij +
3∑

k=1
Ljk

∂ik
∂t

+
3∑

k=1
ikw

∂Ljk

∂θ
(2.8)

Onde θ representa o ângulo do rotor e w = ∂θ
∂t

é a velocidade angular do motor.

2.5.2 Equação do balanço mecânico

Para uma modelagem completa do MRV, é essencial considerar sua parte mecânica.
O torque total do sistema é a soma do torque eletromagnético T gerado pelo MRV, menos
do torque da carga mecânica Tcarga e o atrito dinâmico Bw do sistema. Portanto, conforme
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a Segunda Lei de Newton para rotações, o torque eletromagnético T gerado pelo MRV é
descrito pela Equação 2.9.

T = Tcarga +Bw + J
∂w

∂t
(2.9)

Onde T representa o torque eletromagnético total, Tcarga é o torque relacionado a
uma carga mecânica, J é o momento de inércia e B é o coeficiente de atrito viscoso.

Conforme Umans (2014), com base no princípio da conservação da energia, um
sistema com terminais elétricos de entrada e mecânicos de saída, cujo principal mecanismo
de armazenamento de energia é o campo magnético, pode ser modelado conforme a Equação
2.10.

Pe = Pmec + dWe

dt
(2.10)

Onde Pe representa a potência elétrica de entrada, Pmec é a potência mecânica
rotacional de saída e dWe

dt
é a taxa de variação da energia magnética armazenada.

No caso de um MRV trifásico, a potência elétrica de entrada é descrita pela Equação
2.11.

Pe = dλ1

dt
i1 + dλ2

dt
i2 + dλ3

dt
i3 (2.11)

Sua potência mecânica rotacional é descrita pela Equação 2.12.

Pmec = T
dθ

dt
(2.12)

Portanto, substituindo a Equação 2.12 e a Equação 2.11 na Equação 2.10, obtém-se
a Equação 2.13.

dWe = i1dλ1 + i2dλ2 + i3dλ3 − Tdθ (2.13)

Para descrever o torque eletromagnético em termos das grandezas elétricas do
MRV, é essencial utilizar a função de estado coenergia. Essa função permite a obtenção
da força magnética diretamente como uma função da corrente elétrica, simplificando o
cálculo do torque eletromagnético.

Umans (2014) define essa função para o caso de sistemas com um e dois enrolamentos.
Ampliando essa definição para sistemas com três enrolamentos, pode-se estabelecer a função
de estado coenergia Wcoe para MRVs trifásicos. Essa definição leva em consideração os
fluxos magnéticos λ1, λ2 e λ3, as correntes elétricas i1, i2 e i3 e a energia magnética
armazenada We, formando a seguinte expressão:
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Wcoe = λ1i1 + λ2i2 + λ3i3 −We (2.14)

Aplicando o diferencial na Equação 2.14, obtém-se a Equação 2.15.

dWcoe = i1dλ1 + λ1di1 + i2dλ2 + λ2di2 + i3dλ3 + λ3di3 − dWe (2.15)

Substituindo a Equação 2.13 na Equação 2.15, obtém-se a Equação 2.16.

dWcoe = λ1di1 + λ2di2 + λ3di3 + Tdθ (2.16)

Sendo a coenergia uma função de estado, a Equação 2.17 também é válida.

dWcoe = ∂Wcoe

∂i1

∣∣∣∣∣
θ,i2,i3=cte

di1+ ∂Wcoe

∂i2

∣∣∣∣∣
i1,θ,i3=cte

di2+ ∂Wcoe

∂i3

∣∣∣∣∣
i1,i2,θ=cte

di3+ ∂Wcoe

∂θ

∣∣∣∣∣
i1,i2,i3=cte

dθ

(2.17)

Comparando a Equação 2.16 com a Equação 2.17, pode-se descrever o torque
eletromagnético total de um MRV trifásico a partir da Equação 2.18.

T = ∂Wcoe

∂θ

∣∣∣∣∣
i1,i2,i3=cte

(2.18)

Integrando a Equação 2.16 até o estado em que se deseja obter a coenergia
(i10 , i20 , i30 , θ0), obtém-se a Equação 2.19.

dWcoe = λ1di1 + λ2di2 + λ3di3 + Tdθ

∫ (i10 ,i20 ,i30 ,θ0)

(0,0,0,0)
dWcoe =

∫ i10

0
λ1(i1, 0, 0, θ0)di1 +

∫ i20

0
λ2(i10 , i2, 0, θ0)di2+∫ i30

0
λ3(i10 , i20 , i3, θ0)di3 +

∫ θ

0
T (0, 0, 0, θ)dθ

Wcoe(i10 , i20 , i30 , θ0) =
∫ i10

0
L11(θ0)i1 di1 +

∫ i20

0
L21(θ0)i10 + L22(θ0)i2 di2 +∫ i30

0
L31(θ0)i10 + L32(θ0)i20 + L33(θ0)i3 di3

Wcoe(i10 , i20 , i30 , θ0) = L11
i210

2 +L21i10i20 +L22
i220

2 +L31i10i30 +L32i20i30 +L33
i230

2 (2.19)
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Substituindo a Equação 2.19 na Equação 2.18, obtém-se:

T = ∂L11

∂θ

i210

2 + ∂L22

∂θ

i220

2 + ∂L33

∂θ

i230

2 + ∂L21

∂θ
i10i20 + ∂L31

∂θ
i10i30 + ∂L32

∂θ
i20i30 (2.20)

A equação 2.20 descreve o torque em MRVs trifásicos considerando o efeito das
indutâncias mútuas, sem considerar a saturação magnética, de modo que a variação
incremental do trabalho mecânico realizado é igual à variação da coenergia.

Considerando a equação 2.20, a forma final da equação 2.9 é a seguinte:

Tcarga(i1, i2, i3, θ) = ∂L11

∂θ

i21
2 + ∂L22

∂θ

i22
2 + ∂L33

∂θ

i23
2 + ∂L21

∂θ
i1i2 +

∂L31

∂θ
i1i3 + ∂L32

∂θ
i2i3 −Dw − J

∂w

∂t
(2.21)

A equação 2.20 permite a obtenção do torque eletromagnético do MRV com
baixa complexidade computacional, tornando-a ideal para simulações mais simples. No
entanto, Sadowski et al. (1992) descreve um método alternativo para calcular o torque
eletromagnético de forma mais precisa, que utiliza o Tensor de Maxwell e o MEF, exigindo
o modelo de elementos finitos do MRV. A equação 2.22 descreve como é realizado o cálculo
do torque eletromagnético utilizando esse método.

T = lstk r
2

µ0

∫ 2π

0
B⃗r × B⃗θ dθ (2.22)

onde lstk é o comprimento axial do motor, µ0 é a permeabilidade do vácuo, r é o raio médio
do entreferro, B⃗r é a densidade de fluxo radial, e B⃗θ é a densidade de fluxo tangencial,
ambas calculadas no meio do entreferro.

Este método fornece resultados precisos, mas consome mais recursos computacionais,
geralmente sendo utilizado para gerar tabelas de busca T -i-θ offline para alguns tipos de
técnicas de controle (MIKAIL et al., 2013).

Se a equação 2.22 for utilizada para o cálculo do torque eletromagnético, a forma
final da equação 2.9 será:

T = lstk r
2

µ0

∫ 2π

0
B⃗r × B⃗θ dθ −Bw − J

∂w

∂t
(2.23)
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3 Controle da Ondulação de Torque no Motor
a Relutância Variável

As ondulações de torque no MRV podem ser mitigadas tanto através do seu projeto
mecânico quanto a partir do uso de alguma estratégia de controle (VELMURUGAN;
BOZHKO; YANG, 2018).

As modificações no projeto mecânico visam alterar a estrutura da máquina de
modo a adaptar seu perfil de fluxo magnético. O objetivo é ajustá-lo de acordo com
as características do sistema de controle utilizado, reduzindo a ondulação de torque na
faixa de velocidade necessária para a aplicação. Essa é a maneira mais direta de ajustar
as características de torque, uma vez que, conforme a equação 2.23, é possível obter
uma expressão para o torque de saída do motor com base no fluxo magnético e em seus
parâmetros construtivos. No entanto, um problema associado a essa abordagem é sua
propensão a reduzir a faixa de velocidade de operação do MRV (PAULA et al., 2018).

Por outro lado, o uso de técnicas de controle tem como objetivo a redução das
ondulações de torque por meio do controle do acionamento através da manipulação de
variáveis do motor que afetam seu desempenho, como as correntes e tensões de fase e os
ângulos de acionamento das chaves do conversor.

Elas oferecem mais flexibilidade no ajuste das características de torque do motor
requeridas pela aplicação, podendo até ampliar a sua faixa de velocidade de operação.

De acordo com Fang et al. (2021), as técnicas de controle de ondulação de torque
podem ser categorizadas com base em sua implementação, em duas abordagens distintas:
controle direto e controle indireto.

Nos métodos de controle direto, os sinais de controle para acionamento das chaves
de potência do conversor são derivados diretamente do torque de referência. De acordo
com Fang et al. (2021), o método que se destaca pela maior faixa de velocidade com
mínima ondulação de torque entre esses métodos é o Controle Direto de Torque Instantâneo
(CDTI).

Por outro lado, nos métodos de controle indireto, os sinais de controle para aciona-
mento das chaves são obtidos de maneira distinta. Nesses métodos, o torque de referência
é convertido em alguma outra variável de controle, como correntes ou fluxos magnéticos de
referência. Somente então, os sinais de controle para acionamento das chaves de potência
do conversor são gerados. Dentre esses métodos, aqueles que se destacam por possuir
uma ampla faixa de velocidade com mínima ondulação de torque são os controles por
Torque Sharing Functions (TSFs) dinamicamente alocadas e numericamente otimizadas, e
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o controle por perfis de corrente (FANG et al., 2021).

A seguir será dada uma descrição mais detalhada de cada um desses métodos.

3.1 Controle por Torque Sharing Functions
O controle por TSFs consiste no uso de referências de torque apropriadas para cada

fase, garantindo a sua soma seja igual ao torque de referência desejado (VUJIČIĆ, 2012).
Após essa determinação das referências de torque individuais de cada fase, uma função
não linear i(T, θ) é usada para converter essas referências de torque em referências de
corrente, que são então usadas como entrada para um controlador de corrente (AL-AMYAL;
QURAAN; SZAMEL, 2020; DOWLATSHAHI; NEJAD; AHN, 2013; WEI et al., 2016).
Alternativamente, a referência de torque pode ser convertida em uma referência de fluxo
magnético ψ(T, θ) para ser usada em um controlador de fluxo (XUE; CHENG; HO, 2009).
Um diagrama geral do método que usa um controlador de histerese de corrente é mostrado
na Figura 3.1.

Figura 3.1 – Diagrama de blocos geral para o controle por TSFs
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Fonte: próprio autor (2023)

Seu uso se baseia na necessidade de distribuir o torque total a ser produzido entre as
fases ativas durante o período de comutação de fase, devido à natureza pulsante do torque
nos MRVs (FANG et al., 2021). Além disso, essas funções evitam excitações excessivas nas
fases individuais, contribuindo para reduzir a oscilação de torque durante a transição de
fases.

As origens das TSFs remontam ao trabalho de Ilic-Spong et al. (1985), no qual foi
proposto que o torque total fosse distribuído entre as fases de acordo com um padrão de
função exponencial, com o objetivo de manter o torque total constante. Conforme Fang et
al. (2021), uma formulação mais abrangente para as TSFs pode ser definida com base nas
equações 3.1 e 3.2:

Ttotal = Tref · ftotal(θ) (3.1)
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ftotal(θ) =
n∑

j=1
fj(θ) = 1 (3.2)

Nessas equações, Ttotal, Tref, ftotal(θ) e fj(θ) representam, respectivamente, o torque
total do eixo, o torque de referência, a soma das funções de distribuição de toque e a
função de distribuição de torque para a fase j.

Existem diferentes tipos de TSFs, cada uma com características distintas. As
TSFs podem ser classificadas em: analíticas, dinamicamente alocadas e numericamente
otimizadas (FANG et al., 2021).

3.1.1 Controle por Torque Sharing Functions Analíticas

As TSFs analíticas f l(θ) são definidas a partir de funções matemáticas simples,
como as lineares, cúbicas, exponenciais e senoidais. Sua vantagem é a facilidade de serem
processadas e implementadas no controlador. De acordo com Vujičić (2012), elas podem
ser definidas conforme a Equação 3.3:

f l(θ) =



0, (0 ≤ θ ≤ θon)

Tref .f
l
up(θ), (θon ≤ θ ≤ θon + θov)

Tref, (θon + θov ≤ θ ≤ θoff − θov)

Tref .f
l
dn(θ), (θoff − θov ≤ θ ≤ θoff)

0, (θoff ≤ θ ≤ θp)

(3.3)

Onde θ denota a posição do rotor, θon e θoff denotam respectivamente o ângulo
de início e de fim do período de excitação da fase, θov denota o intervalo angular de
sobreposição da excitação entre duas fases adjacentes, Tref denota o torque de referência
total, θc denota o intervalo angular que compreende um ciclo elétrico, e f l

up(θ) e f l
dn(θ),

respectivamente, denotam a parte crescente e a parte decrescente da TSF analítica.

As TSFs analíticas são a abordagem mais simples e direta para a implementação
do controle por TSFs. A diferença entre elas está na definição da parte crescente da função
fup

l (θ).

A TSF linear apresenta uma taxa de variação constante do torque nas suas partes
crescente e decrescente. Ela é a mais simples de se implementar e calcular de todas as
TSFs analíticas. Sua função fup

l (θ) é definida pela da Equação 3.4:

f l
up(θ) = (θ − θon)

θov
(3.4)
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A TSF cúbica, por sua vez, apresenta uma forma não linear do torque com a
posição do rotor nas suas partes crescente e decrescente. Essa não linearidade assume a
forma de um polinômio cúbico. Sua função fup

l (θ) é definida pela da Equação 3.5:

f l
up(θ) = 3

(
(θ − θon)
θov

)2

− 2
(

(θ − θon)
θov

)3

(3.5)

No caso da TSF senoidal, sua parte crescente apresenta o torque variando de acordo
com uma função senoidal. Husain e Ehsani (1996) apresentam uma TSF desse tipo. Sua
parte crescente fup

l (θ) é definida pela Equação 3.6:

f l
up(θ) = 1

2 −
1
2 cos

(
π

(
(θ − θon)
θov

))
(3.6)

Na TSF exponencial, o torque em sua parte crescente varia seguindo uma função
exponencial. Ilic-Spong et al. (1985) apresentam uma TSF exponencial. Nas TSFs expo-
nenciais, a parte crescente e a parte decrescente não são simétricas em relação à posição
intermediária. Xue, Cheng e Ho (2009) definem a TSF exponencial a partir da Equação
3.7:

f l
up(θ) = 1− exp

(
−(θ − θon)2

θov

)
(3.7)

De acordo com Vujičić (2012), a parte decrescente fdn
l (θ) de todas as TSFs analíticas

pode ser descrita a partir da parte crescente fup
l (θ) pela Equação 3.8:

f l
dn(θ) = 1− f l

up(θ + θov − θoff + θon) (3.8)

Embora as TSFs analíticas sejam simples de implementar, observa-se que elas
possuem algumas limitações, especialmente em condições de alta velocidade e carga
elevada, pois não consideram as mudanças que essas condições provocam na eficiência
da alocação de torque, especialmente no período de comutação. Como resultado, foram
propostas TSFs que levam em consideração essas limitações, como será discutido nas
próximas seções.

3.1.2 Controle por Torque Sharing Functions Dinamicamente Alocadas

Como mencionado anteriormente, as TSFs analíticas assumem que cada fase contri-
bui com uma referência de torque fixa durante o período de comutação, independentemente
das variações nas condições de carga, capacidade de rastreamento do controlador e veloci-
dade. Isso pode levar a um aumento das ondulações de torque, especialmente em condições
de carga elevada e alta velocidade (BILGIN; JIANG; EMADI, 2019).
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Para mitigar esse problema, foram desenvolvidas as TSFs Dinamicamente Alocadas,
que introduzem dois novos conceitos: fase de entrada, que é a fase mais recentemente
ativada pelo sistema de acionamento, e fase de saída, que era a fase que estava ativa antes
da atual fase de entrada, mas deixou de ser considerada fase de entrada devido à ativação
subsequente de uma nova fase (TSENG; CAO, 2001).

O objetivo principal das TSFs Dinamicamente Alocadas é melhorar a alocação da
referência de torque entre a fase de entrada e a fase de saída na região de comutação,
considerando características específicas do sistema, tais como a capacidade de rastreamento
de corrente do controlador e a capacidade de cada fase em gerar torque sob diferentes
condições (FANG et al., 2021).

As variáveis usadas como base para o estabelecimento da distribuição de torque na
região de comutação das TSFs Dinamicamente Alocadas podem ser bem variadas.

Tseng e Cao (2001) estabeleceram a distribuição de torque na região de comutação
com base nos ângulos θon e θoff , que variam de acordo com a velocidade de operação do
motor.

Lee et al. (2009) definiram a divisão do torque na região de comutação a partir
de uma elipse, baseado na equação 2.20 descrita no capítulo anterior desconsiderando as
indutâncias mútuas. O torque é alocado conforme as correntes e a variação angular da
indutância nas fases de entrada e saída.

Gan et al. (2021) propuseram uma abordagem diferente, na qual a divisão do torque
na região de comutação é determinada pelo erro de torque entre o torque instantâneo
medido e o torque de referência das fases de entrada e saída. O erro de torque da fase de
entrada é compensado na fase de saída, e vice-versa.

Em geral, as TSFs Dinamicamente Alocadas oferecem um desempenho superior na
redução da oscilação de torque em comparação com as TSFs Analíticas. No entanto, a
necessidade de incorporar um maior número de variáveis como entradas no controle pode
resultar em um aumento dos custos e da complexidade do sistema.

3.1.3 Controle por Torque Sharing Functions Numericamente Otimizadas

As TSFs numericamente otimizadas não dependem de expressões analíticas para
representar as formas de onda de torque e corrente de fase. Em vez disso, as curvas ótimas
são obtidas por meio da resolução de um problema de otimização (XIA et al., 2021).

Esse processo pode envolver uma complexidade computacional considerável, tor-
nando o controlador mais difícil de ser projetado (FANG et al., 2021).

No entanto, isso também leva a uma das suas principais vantagens: sua flexibilidade.
A capacidade de incorporar diversos objetivos na formulação da TSF, como a redução das
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oscilações de torque, a minimização da corrente RMS e a diminuição das perdas no cobre,
torna essas TSFs mais adequadas para a implementação de um controle personalizado,
adaptado às características do motor e às necessidades específicas da aplicação (FANG et
al., 2021; XIA et al., 2021).

Essa personalização também demanda um conhecimento mais aprofundado de
parâmetros específicos do motor, como o perfil de indutância, bem como de parâmetros
específicos do controlador, como a frequência de chaveamento e a tensão do barramento. A
obtenção do perfil de indutância do motor é particularmente desafiadora, podendo exigir
ensaios de laboratório ou simulação com base em modelos de elementos finitos. O uso
de perfis de indutância também pode exigir uma quantidade significativa de memória do
controlador para armazenar esses perfis e usá-los no controle. Uma estratégia para lidar
com essa demanda de memória é o uso de funções B-spline para parametrizar diretamente
os perfis de corrente (CHOI et al., 2002).

Existem várias técnicas para desenvolver TSFs numericamente otimizadas. Por
exemplo, Ye, Bilgin e Emadi (2015) utilizaram multiplicadores de Lagrange para desenvolver
uma TSF numericamente otimizada. Eles formularam um problema de otimização que
combinava a redução das perdas no cobre com a redução das derivadas das correntes de
entrada e saída, usando fatores de Tikhonov para ponderar a importância de cada objetivo.

Outra abordagem, como mostrada por Li, Bilgin e Emadi (2019), envolve o uso de
AG multiobjetivo em conjunto com simulações baseadas no modelo de elementos finitos
do MRV para encontrar a TSF ideal. A função objetivo equilibra o compromisso entre as
perdas de cobre e a redução das ondulações de torque, sempre considerando a capacidade
de rastreamento de corrente do controlador.

Uma outra abordagem mais recente, apresentada por Xia et al. (2021), desenvolveu
uma nova TSF numericamente otimizada com foco na redução das ondulações de torque.
Essa abordagem combina uma estratégia aprimorada de geração da corrente de referência
com a otimização por AG multiobjetivo para moldá-la, visando minimizar as ondulações
de torque e as perdas no cobre, enquanto mantém o torque médio necessário. Os resultados
mostraram que essa nova TSF melhora o rastreamento de corrente, aumenta a relação
MTPA e reduz as ondulações de torque.

Embora a obtenção e o uso de TSFs numericamente otimizadas possam envolver
uma complexidade computacional considerável, suas vantagens em termos de personalização
e melhoria de desempenho tornam essas técnicas altamente valiosas na implementação de
sistemas de controle em MRVs.
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3.2 Controle por Perfis de Corrente
Diferente do controle por TSFs, o controle por perfis de corrente determina dire-

tamente a corrente de referência para o acionamento, sem depender do uso de funções
de divisão de torque (FANG et al., 2021). Um diagrama geral do método é mostrado na
Figura 3.2.

Figura 3.2 – Diagrama de blocos geral para o controle por perfis de corrente
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Fonte: próprio autor (2023)

A geração dos perfis de corrente é o principal elemento deste controle. Diversas
estratégias foram desenvolvidas para a geração desses perfis.

Venkatesha e Ramanarayanan (1998) propuseram um método baseado em otimi-
zação numérica para determinar perfis de corrente capazes de minimizar a ondulação de
torque em MRVs, priorizando a maximização do Torque por Ampère. Seu método conside-
rou fatores como a força contraeletromotriz e a variação das indutâncias dos enrolamentos
das fases. O método utilizou as características de fluxo e torque estático do motor para a
obtenção dos resultados, e considerou a influência da velocidade e da tensão do barramento
na análise. Contudo, seu método não abrangeu os efeitos decorrentes das indutâncias
mútuas, da resistência dos enrolamentos e de variações de velocidade e torque na carga no
decorrer da operação.

Chapman e Sudhoff (2002) introduziram um problema de otimização multiobjetivo
que considerou a redução das perdas no cobre e a minimização da ondulação de torque para
o cálculo de perfis de corrente ótimos. Os perfis foram representados como um pequeno
conjunto de coeficientes de Fourier, em vez de um grande conjunto de pontos discretos.

Mikail et al. (2013) apresentaram uma nova estratégia para minimizar a ondulação
de torque em MRVs através de uma combinação do projeto da máquina com o do controle.
O método proposto consiste em projetar uma máquina com características de torque
simétricas e em seguida encontrar o perfil de corrente necessário para minimizar a ondulação
de torque, empregando simulações computacionais baseadas no MEF. No entanto, essa
estratégia está condicionada a máquinas com tais características de torque simétricas, o que



Capítulo 3. Controle da Ondulação de Torque no Motor a Relutância Variável 42

pode limitar sua aplicabilidade. Além disso, ela se concentra na mitigação da ondulação
de torque, sem abordar de maneira direta a eficiência do motor.

Dúbravka et al. (2017) se basearam nos trabalhos de Venkatesha e Ramanarayanan
(1998) e Mikail et al. (2013) para apresentar uma nova abordagem iterativa para o cálculo
de perfis de corrente que visam a minimização da ondulação de torque no MRV, tanto
em condições normais quanto em falhas de uma fase aberta. Essa estratégia envolve dois
passos: o cálculo do perfil de corrente base e a eliminação do excesso (ou queda) de torque
durante o processo de comutação, aplicando o cálculo reverso. O trabalho constata que a
implementação do perfil de corrente seguindo sua metodologia obteve êxito em manter as
ondulações de torque em níveis mínimos, limitada apenas pela frequência de comutação.

Assim como em outras técnicas de controle de corrente, o controle por perfis de
corrente enfrenta limitações em altas velocidades. Isso ocorre devido ao fato de que a força
contraeletromotriz se torna maior do que a tensão de fase em uma velocidade específica,
conhecida como velocidade de base. Essa velocidade marca o ponto em que se torna
impossível regular a corrente elétrica no MRV (PAULA et al., 2018). Portanto, o controle
por perfis de corrente é viável somente abaixo da velocidade de base.

3.3 Controle Direto de Torque Instantâneo
O CDTI foi proposto pela primeira vez por Inderka e Doncker (2003). Entre as

vantagens dessa técnica, destacam-se a facilidade de implementação, a não exigência de
grande espaço para armazenamento em memória e a baixa exigência computacional do
microcontrolador (FANG et al., 2021). Além disso, o CDTI não requer o uso de TSFs. Um
diagrama é mostrado na Figura 3.3.

Figura 3.3 – Diagrama de blocos geral para o CDTI
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Fonte: próprio autor (2023)

O funcionamento dessa técnica de controle se baseia em dois componentes principais:
o estimador de torque e o controlador (FANG et al., 2021).
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3.3.1 Estimador de Torque

O estimador de torque é usado para obter o valor instantâneo do torque do motor
que, a partir da referência de torque, é usado para calcular o erro de torque que é então
enviado para o controlador.

Diversas abordagens podem ser empregadas na implementação de um estimador
de torque. Inderka e Doncker (2003) usaram um estimador de torque que obtém o fluxo
concatenado Ψj a partir da tensão Vj, resistência Rj e corrente elétrica ij da fase j, por
meio de uma integração, como mostra a equação 3.9:

Ψj =
∫

(Vj −Rjij) dt (3.9)

O torque é então estimado a partir de uma tabela de consulta (do inglês, lookup
table) T (ij,Ψj) para cada fase que é previamente determinada por meio de ensaios. Embora
essa abordagem não exija um sensor de posição altamente confiável, ela apresenta limitações
em termos de eficácia de controle em baixas velocidades, devido à suscetibilidade a erros no
processamento de sinais que podem resultar em desvios na integração. Essas discrepâncias
podem afetar a precisão da medição do torque, resultando em uma redução no desempenho
do controle.

Por outro lado, Hamouda e Számel (2019) adotaram um estimador de torque que se
baseia em dados da medição direta do torque do MRV em várias posições do rotor e com
diferentes correntes de fase em laboratório. Esses dados foram então validados por meio
de uma simulação de elementos finitos do MRV, que revelou baixa divergência entre os
dados obtidos pela simulação e os dados obtidos diretamente em laboratório. Uma tabela
de consulta com os valores de torque foi gerada e armazenada no microcontrolador para
ser usada na estimação do torque. Ao contrário do estimador usado por Inderka e Doncker
(2003), esse estimador de torque demanda um sensor de posição de alta resolução.

3.3.2 Controlador

O controlador pode ser definido de duas formas diferentes: uma delas é baseada
no controle por histerese de torque (INDERKA; DONCKER, 2003), e a outra se baseia
na determinação dos ciclos de trabalho (do inglês, duty-cycles) para o controle da ten-
são de fase com modulação por largura de pulso (do inglês, Pulse Width Modulation -
PWM) (NEUHAUS; FUENGWARODSAKUL; DONCKER, 2006; KLEIN-HESSLING;
HOFMANN; DONCKER, 2015).

Seu objetivo principal é evitar o modo de comutação brusca mencionado no Capítulo
2. Para isso, o controlador deve seguir as regras de chaveamento apresentadas na Tabela
3.1, conforme detalhadas por Inderka e Doncker (2003). Nessa tabela, são especificados
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os modos de operação possíveis do conversor para cada fase do MRV, considerando a
sequência de acionamento das fases e se elas se encontram no intervalo de condução
(θon ≤ θ ≤ θoff ).

Conforme explicado no Capítulo 2, o conversor de meia ponte assimétrico possui três
modos de operação distintos: magnetização, roda-livre e desmagnetização. Na Tabela 3.1,
esses modos são especificados da seguinte forma: o valor 1 indica o modo de magnetização,
0 representa o modo de roda-livre, e -1 denota o modo de desmagnetização. Essas regras
têm como objetivo dar prioridade à fase que entra em ação para a produção de torque
e garantir que a corrente elétrica na fase que está saindo alcance o valor zero antes que
a inclinação da curva de indutância se torne negativa. Isso evita a ocorrência de torque
negativo. Além disso, essas regras buscam manter a fase que está saindo no estado de
roda-livre pelo maior período possível, com o intuito de minimizar tanto a ondulação de
torque quanto as perdas elétricas no cobre (PAULA et al., 2018).

Tabela 3.1 – Tabela de chaveamento para o CDTI

A fase se encontra no intervalo de condução?
(θon < θ < θoff )

Modos de operação possíveis do conversor
para determinada fase

fase anterior fase atual próxima fase fase anterior fase atual próxima fase
Não Não Não -1 -1 -1
Sim Não Não 0 ou 1 -1 -1
Sim Sim Não -1, 0 ou 1 0 ou 1 -1
Não Sim Não -1 0 ou 1 -1
Não Sim Sim -1 -1, 0 ou 1 0 ou 1
Não Não Sim -1 -1 0 ou 1

Fonte: Inderka e Doncker (2003), adaptado pelo autor.

O controlador deve receber o sinal de erro de torque, a posição atual do rotor e
os ângulos de comutação de cada fase (θon < θ < θoff ) para gerar os sinais de comutação
apropriados a partir da Tabela 3.1.

Na literatura existem diversas maneiras de se definir os ângulos de acionamento θon

e θoff (HAMOUDA; SZÁMEL, 2018). Originalmente, os ângulos de comutação eram fixos
para quaisquer condições de operação o que impactava a geração de torque e a eficiência
do sistema, porém estudos mais recentes sugerem novas maneiras de obtê-los em diferentes
condições de operação.

No que diz respeito ao ângulo θon, se a resistência dos enrolamentos e o efeito de
borda da indutância causado pelos cantos dos polos do estator e do rotor forem ignorados,
ele pode ser determinado com base na equação 3.10, conforme Mademlis e Kioskeridis
(2003) e Bose et al. (1986).
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θon = θm −
wLminIref

V
(3.10)

Onde, Lmin é a indutância mínima, Vcc é a tensão do barramento de CC, Iref é a
corrente de referência requerida em θ = θm, ilustrado na Figura 3.4, e w é a velocidade do
motor.

Figura 3.4 – Exemplo da forma de onda da corrente de uma fase no CDTI
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Fonte: HAMOUDA e SZÁMEL (2018), adaptado pelo autor

No que diz respeito ao ângulo θoff , a obtênção de uma expressão analítica se torna
extremamente complexa devido ao fato de que a indutância no momento de desativação
da fase é uma função complexa da corrente e da posição do rotor (HAMOUDA; SZÁMEL,
2018). Portanto, para determinar com precisão o valor de θoff , uma abordagem eficaz
envolve a utilização de um problema de otimização. O θoff definido por esse problema
de otimização deve garantir que a corrente de fase do motor atinja zero em θz, conforme
exemplo da Figura 3.4, equilibrando o objetivo de manter a referência de torque com
baixos níveis de ondulação de torque, com o objetivo de produzir o mínimo possível de
torque negativo, mantendo a eficiência.

Hamouda et al. (2021) formularam um problema de otimização com o objetivo de
encontrar o ângulo θoff que minimize a ondulação de torque, reduza as perdas no cobre e
maximize a eficiência. A função objetivo empregada Fobj é definida pela Equação 3.11, na
qual são combinados os pesos wr, wcu e wη com a ondulação de torque Tripple, as perdas
no cobre Pcu e a eficiência η, e seus respectivos valores de base Tripple,b, Pcu,b e ηb:

Fobj(θoff ) = min
(
wr

Tripple

Tripple,b

+ wcu
Pcu

Pcu,b

+ wη
η

ηb

)
(3.11)

wr + wcu + wη = 1 (3.12)
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Os pesos wr, wcu e wη foram predefinidos e, em seguida, várias simulações foram
realizadas, variando o θoff , com o objetivo de encontrar o valor que minimiza Fobj(θoff)
para diferentes valores desejados de torque de carga e velocidade. Posteriormente, esses
dados de θoff foram compilados em uma tabela de consulta para permitir a implementação
do controle em tempo real.
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4 Controle Proposto e a Metodologia Empre-
gada para Avaliar seu Desempenho

Este capítulo introduz a metodologia adotada neste trabalho, compreendendo a
concepção de um novo método de controle para MRVs, a criação da simulação compu-
tacional do MRV e a simulação da técnica de controle proposta, bem como a de outras
técnicas para comparação dos resultados obtidos. O método proposto baseia-se no modelo
matemático detalhado na seção 2.5 e em algumas das técnicas de controle mencionadas no
capítulo 3, notadamente o CDTI e o controle por perfis de corrente.

4.1 Controle Proposto
A técnica de controle proposta tem como objetivo reduzir a ondulação de torque,

tendo como inspiração o CDTI e o controle por perfis de corrente. O diagrama de controle
desse método está ilustrado na Figura 4.1.

Figura 4.1 – Diagrama de blocos geral para o controle proposto incluindo o loop externo
de velocidade

Fonte: próprio autor (2023)

Sua concepção surgiu para melhorar o controle por perfis de corrente. Constatou-se
que a utilização de métodos de busca e otimização para a obtenção de perfis de corrente
ideais é uma tarefa complexa e computacionalmente intensiva. Além disso, cada perfil
obtido é adequado apenas para as condições específicas de carga mecânica e velocidade
para as quais foi criado, apresentando eficácia reduzida ao ser utilizado para acionar o
MRV em outras condições de operação.
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Para superar essas limitações e tornar o controle mais adaptável, uma nova técnica
de controle foi concebida. Visando diminuir a necessidade de criar um grande número de
perfis de corrente, foi proposta a adição de uma compensação a esses perfis de modo a torná-
los adaptáveis a mais condições de velocidade e carga. Essa compensação, desenvolvida para
mitigar os erros decorrentes do uso dos perfis em condições não originalmente calculadas,
consiste na adição de uma correção que é função do erro de torque aos perfis de corrente,
posteriormente ajustado através de um Controlador Proporcional (P).

Dessa forma, a técnica de controle proposta consiste em um controle de corrente
por histerese de corrente ajustado pelo erro de torque, uma abordagem híbrida de CDTI
com o controle por perfis de corrente, ajustável por meio da constante proporcional do
controlador P.

Outro aspecto importante a ser mencionado é a abordagem utilizada para a geração
dos perfis de corrente. Desenvolveu-se um algoritmo dedicado à criação desses perfis de
maneira offline. Esse algoritmo recebe como entrada um conjunto de condições de carga
mecânica e velocidade e retorna um conjunto com diversos perfis de corrente adequados a
cada uma dessas condições.

A principal característica desse algoritmo é a criação de perfis de corrente que
buscam evitar ao máximo o uso do modo de comutação brusca do conversor de meia ponte
assimétrica durante o intervalo de acionamento da fase, permitindo que sejam incorporadas
ao Controle Proposto as mesmas regras de acionamento do CDTI, descritas na Tabela 3.1.

Dessa forma, o modo de desmagnetização é empregado apenas ao término do
acionamento da fase, quando outra fase é acionada para assumir a geração de torque e
a corrente na fase atual precisa ser extinta para evitar a produção indesejada de torque
negativo. Essa característica permite melhor aproveitamento do modos de acionamento do
conversor de meia ponte assimétrica para a redução da ondulação de torque.

As próximas seções apresentam cada um dos elementos principais do controle pro-
posto, abrangendo a geração dos perfis de corrente e o algoritmo usado nela, o controlador
proporcional integral (PI) de velocidade, o estimador de torque e o controlador P de
torque.

4.1.1 Geração dos Perfis de Corrente

A geração dos perfis de corrente envolve a criação de uma tabela de consulta de
valores de corrente ij(w, T, θ) para cada fase j do MRV, dadas as condições de velocidade
w, torque de carga T e posição angular do rotor θ. Esses valores são obtidos através da
execução de um algoritmo que utiliza AGs para buscar os melhores valores de corrente com
base nos objetivos estabelecidos. Este processo envolve a realização de diversas simulações
do MRV usando seu modelo de Elementos Finitos.
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4.1.1.1 Desenvolvimento do Modelo de Elementos Finitos do Motor a Relutância Variável

O MEF é uma técnica amplamente utilizada em simulações computacionais. Sua
principal estratégia consiste na divisão do sistema a ser simulado em elementos, os quais
são caracterizados por estruturas mais simples que delimitam sua fronteira, os nós. Esses
nós são pontos no espaço onde as soluções das equações diferenciais parciais que descrevem
o problema físico são aproximadas (TAVARES; PADILHA, 1998).

Uma das principais vantagens do MEF é a sua capacidade de aplicar diferentes
formulações em cada nó do elemento, permitindo a modelagem de sistemas complexos que
possuem diferentes tipos de condições de contorno e propriedades materiais. Essa capaci-
dade, no contexto específico da aplicação em motores elétricos, possibilita a caracterização
precisa do entreferro e dos diversos materiais que compõem o motor. Isso contribui para a
criação de uma simulação mais precisa e detalhada do comportamento do motor, levando
em consideração fatores como a distribuição do campo magnético nos materiais, as perdas
por correntes parasitas e a influência das características geométricas.

Embora seja possível realizar a modelagem de elementos finitos manualmente, essa
abordagem se torna impraticável em termos de eficiência computacional. À medida que
a complexidade e o número de elementos no modelo aumentam, o tempo e os recursos
necessários para realizar cálculos manuais tornam-se proibitivos. Além disso, a modelagem
manual apresenta outros desafios, como a dificuldade na geração de malhas precisas e a
dificuldade de adaptação a mudanças na geometria ou nas condições de contorno. Nesse
contexto, o uso de softwares especializados em elementos finitos é fundamental. Esses
softwares automatizam muitas tarefas complexas, como a geração de malhas e a resolução
das equações do sistema, o que permite maior concentração na análise e interpretação dos
resultados.

Assim, o software FEMM (Finite Element Method Magnetics) na versão 4.2
(MEEKER, 2018) foi utilizado para criar o modelo de elementos finitos do MRV neste
trabalho. A escolha do FEMM se deu pelo fato de ser um software de uso gratuito e
permitir a automação das etapas de simulação por meio de scripts escritos em Python
através do pacote de interface pyFEMM (MEEKER, 2021).

É importante ressaltar que o FEMM, assim como qualquer software que utilize
o MEF, fornece soluções numéricas aproximadas, em que o erro pode ser reduzido por
meio de refinamentos. Por isso, é necessário ajustar cuidadosamente as características do
modelo, tais como a quantidade de elementos na malha de elementos finitos, a densidade
da malha no entreferro e o número de camadas no entreferro, para que essas limitações
numéricas não gerem grandes imprecisões e levem a análises incorretas (FRANCO et al.,
2021).

Uma configuração crucial para o desenvolvimento do modelo no software FEMM
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foi a utilização de uma condição de contorno especial que permite que o rotor e o estator
de uma máquina rotativa compartilhem a mesma malha, independentemente da posição
angular do rotor.

Essa condição de contorno especial é conhecida como "entreferro periódico"ou
"entreferro anti-periódico"("Anti-periodic Air Gap"ou "Period Air Gap"no programa) e deve
ser aplicada na região do entreferro. Ao delimitar essa condição de contorno, o programa
cria uma malha estacionária de elementos quadriláteros no entreferro. Em seguida, ele
utiliza uma interpolação cúbica para mapear os nós das superfícies definidas como condições
de contorno do entreferro nos elementos quadriláteros. Esse processo gera resultados suaves
de tensão e torque à medida que o rotor se move, graças à interpolação de alta ordem e
continuamente diferenciável utilizada.

Através dessa configuração, é possível simular a variação da posição do rotor,
mesmo que, na simulação, o rotor e o estator permaneçam fixos em relação um ao outro.
Essa abordagem evita a criação de uma nova malha para cada posição simulada do rotor,
eliminando uma fonte potencial de erros e reduzindo o tempo de processamento requerido.

O modelo do MRV foi desenvolvido com base em um MRV 6x4 trifásico localizado
no Laboratório de Ensaios de Pequenos Motores da Universidade Federal de Goiás (UFG),
mostrado na Figura 4.2.

Figura 4.2 – Motor a Relutância Variável 6x4 usado como base para este trabalho

Fonte: Laboratório de Ensaios de Pequenos Motores da UFG (2020)
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Os parâmetros para o desenvolvimento do modelo foram derivados do seu projeto,
conforme detalhado nas Tabelas 4.1 e 4.2.

Tabela 4.1 – Dimensões do MRV

Parâmetro Valor Unidade

Diâmetro externo do estator 130

mm

Diâmetro interno do estator 65
Entreferro 11
Altura do dente do estator 21,5
Largura do dente do estator 15,57
Entreferro 0,4
Diâmetro externo do rotor 64,2
Entreferro do rotor 13
Altura do dente do rotor 12
Largura do dente do rotor 16
Comprimento do núcleo 70
Diâmetro do eixo 14
Voltas por bobina 190 –

Fonte: Laboratório de Ensaios de Pequenos Motores da UFG (2020)

Tabela 4.2 – Parâmetros do MRV

Parâmetros Valor Unidade

Polos do estator 6 –Polos do rotor 4
Resistência de fase 3 Ω
Tensão máxima 220 V
Potência nominal 375 W
Torque nominal 2 N.m
Velocidade nominal 1800 rpm
Momento de inércia 4, 2 · 10−3 kg.m2

Coeficiente de fricção 3 · 10−5 N.m.s

Fonte: Laboratório de Ensaios de Pequenos Motores da UFG (2020)
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As configurações específicas empregadas na definição do modelo do MRV no FEMM
estão descritas na Tabela 4.3.

Tabela 4.3 – Configurações do FEMM

Parâmetro Valor Unidade

Número de nós 11778 -Número de elementos 21400
Precisão do Solver 1 · 10−8

Fonte: próprio autor (2023)

Após a criação do modelo no FEMM, foram computados os perfis de indutância
do MRV. Esses perfis são derivados da medição do fluxo magnético no FEMM, a qual é
realizada em diversas posições angulares do rotor, fixando o valor da corrente em uma das
fases em 1A e 0A nas outras. Dessa forma, o valor calculado do fluxo magnético coincide
com o valor da indutância própria na fase com corrente de 1A, conforme a Equação 2.6.

Os perfis foram calculados para uma faixa de ângulos do rotor θ variando entre
1◦ a 90◦, intervalo correspondente a um ciclo elétrico desse MRV, com medições a cada
intervalo de 1◦. Além disso, em cada uma dessas posições angulares, foram efetuadas
diversas medições de indutância, variando os valores das correntes nos enrolamentos de 1A
a 10A, com intervalos de 0, 5A entre as medições. A Figura 4.3 ilustra os perfis calculados
e a Figura 4.4 apresenta a taxa de variação angular da indutância dos perfis calculados.

Figura 4.3 – Indutância da fase como função da posição e corrente

Fonte: próprio autor (2023)
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Figura 4.4 – Derivada da indutância de fase como função da posição e corrente

Fonte: próprio autor (2023)

Os perfis de indutância das fases j = 2 e j = 3 podem ser estabelecidos a partir de
uma defasagem de θ = ±30◦ em relação aos perfis referentes à fase j = 1, mostrado nas
Figuras 4.3 e 4.4, devido à simetria do motor.

O cálculo dos perfis de indutância do MRV é um pré-requisito essencial para a
construção do seu modelo de simulação dinâmica, descrito na Seção 4.2.

4.1.1.2 Descrição do Algoritmo Desenvolvido para a Obtenção dos Perfis de Corrente Ideais

Após a criação do modelo de Elementos Finitos e a obtenção do perfis de indutância
do MRV, a etapa seguinte consistiu no desenvolvimento de um algoritmo para usar esse
modelo e calcular os perfis de corrente ideais para cada fase para uma gama de condições
de operação diferentes, que consistem em diferentes condições de velocidade e torque de
carga.

O desenvolvimento do algoritmo foi realizado na linguagem de programação Python.
Para a determinação dos perfis ideais de corrente, optou-se pelo uso de AGs, uma técnica
de otimização inspirada no processo de evolução biológica. Os AGs são amplamente
utilizados na resolução de problemas complexos de otimização, pois possuem a capacidade
de explorar espaços de busca complexos sem requerer conhecimento prévio do problema,
oferecem suporte a paralelismo, são escaláveis e são eficazes em problemas não lineares e
multiobjetivo.

Além disso, o uso de AGs para a geração dos perfis de corrente no algoritmo
proporciona a capacidade de incorporar objetivos secundários ao controle, como o aumento
da eficiência, a redução de vibrações ou a diminuição das perdas no cobre. A inserção
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desses objetivos pode ser realizada por meio da modificação da função de fitness do AG.

Portanto, no contexto deste trabalho, todas essas vantagens proporcionadas pelos
AGs são pertinentes, pois permitem uma busca eficiente e adaptável por soluções ideais,
considerando a complexidade dos perfis de corrente em diferentes condições de operação.
Além disso, a capacidade de execução paralela de várias etapas dos AGs contribui para
reduzir significativamente o tempo de cálculo dos perfis de corrente, tornando o processo
mais ágil.

Assim, o algoritmo consiste da execução de um AG para cada combinação de
condição de operação e ângulo do rotor onde se deseja obter os valores ideais de corrente.
Dessa forma, define-se (w, T ) ∈ Op como o conjunto de condições de operação, que consiste
de um conjunto de pares ordenados de velocidades de operação w e torques de carga
T , e define-se Θ como o conjunto ordenado de ângulos θ para a execução do algoritmo
Θ = {θ | θ = 1◦, ..., 90◦}, compreendendo o intervalo de um ciclo elétrico do MRV usado
como base para este trabalho.

Como parâmetros de entrada, além das condições de operação, o algoritmo requer
a especificação da a tensão do barramento CC Vcc. A tensão do barramento CC é um parâ-
metro importante e é usada para definir o espaço de busca do AG através da especificação
das correntes máxima e mínima possíveis de serem alcançadas de um ângulo do rotor para
outro pelo controle. A explicação de como vem a seguir.

Partindo da Equação 2.8, desconsiderando os valores das indutâncias mútuas,
tem-se a Equação 4.1.

Vj = Rjij + Ljj
∂ij
∂t

+ ijw
∂Ljj

∂θ

∂ij
∂t

=
Vj −Rjij + ijw

∂Ljj

∂θ

Ljj

(4.1)

Pela regra da cadeia, ∂ij

∂t
= ∂ij

∂θ
w. Portanto, a Equação 4.1 pode ser reescrita como

a Equação 4.2.

∂ij
∂θ

=
Vj −Rjij + ijw

∂Ljj

∂θ

wLjj

(4.2)

Usando a Equação 4.2, pode-se fazer uma aproximação para o valor futuro da
corrente da fase j quando o rotor se mover um ângulo ∆θ, definido por i+j , conforme a
Equação 4.3.

i+j = ij + ∆θ∂ij
∂θ
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i+j = ij + ∆θ
Vj −Rjij + ijw

∂Ljj

∂θ

wLjj

(4.3)

Assim, o valor da corrente quando o rotor se mover um ângulo ∆θ estará aproxima-
damente dentro do intervalo definido por i+j ∈ [imin

j , imax
j ], onde imin

j é dado pela Equação
4.4, caso o conversor conversor de meia ponte assimétrica esteja sendo acionado no modo
de comutação brusca, e imax

j é dado Equação 4.5, independente do modo de comutação
usado. Para que essas equações sejam implementadas no AG e gerem apenas referências
de corrente possíveis, os valores dados por essas equações foram restringidos ao intervalo
de 0 a Ibobina, em que Ibobina é a corrente máxima suportada pelos enrolamentos.

imin
j =


Ibobina, se ij + ∆θ−Vcc−Rjij−ijw

∂Ljj
∂θ

wLjj
for maior que Ibobina

ij + ∆θ−Vcc−Rjij−ijw
∂Ljj

∂θ

wLjj
, se ij + ∆θ−Vcc−Rjij−ijw

∂Ljj
∂θ

wLjj
estiver entre 0 e Ibobina

0, caso contrário
(4.4)

imax
j =


Ibobina, se ij + ∆θ+Vcc−Rjij−ijw

∂Ljj
∂θ

wLjj
for maior que Ibobina

ij + ∆θ+Vcc−Rjij−ijw
∂Ljj

∂θ

wLjj
, se ij + ∆θ+Vcc−Rjij−ijw

∂Ljj
∂θ

wLjj
estiver entre 0 e Ibobina

0, caso contrário
(4.5)

Caso o conversor conversor esteja sendo acionado no modo de comutação suave,
imin
j é dado pela Equação 4.6.

imin
j =


Ibobina, se ij + ∆θ−Rjij−ijw

∂Ljj
∂θ

wLjj
for maior que Ibobina

ij + ∆θ−Rjij−ijw
∂Ljj

∂θ

wLjj
, se ij + ∆θ−Rjij−ijw

∂Ljj
∂θ

wLjj
estiver entre 0 e Ibobina

0, caso contrário

(4.6)

A partir das definições de imin
j e imax

j , pode-se definir a população dos AGs usados
no algoritmo. Seja S uma população de ns indivíduos em que o seu s-ésimo indivíduo
I⃗s (w, T, θ) tem a forma de (4.7).

I⃗s (w, T, θ) = ⟨i1,s, i2,s, i3,s⟩ (4.7)

onde ij,s representa a corrente na fase j do s-ésimo indivíduo da população S e
I⃗s (w, T, θ) ∈M , em que M = {⟨i1,s, i2,s, i3,s⟩ ∈ R3

+ | imin
j,s ≤ ij,s ≤ imax

j,s , j = 1, ... , 3} é o
espaço de busca do AG, onde imin

j e imax
j são definidos pelas Equações 4.4, 4.5 e 4.6, caso



Capítulo 4. Controle Proposto e a Metodologia Empregada para Avaliar seu Desempenho 56

haja correntes de um ângulo anterior calculadas, ou por imin
j,s = 0 e imax

j,s = Ibobina, caso
contrário, sendo Ibobina a corrente máxima suportada pelas bobinas do MRV.

Para determinar se o imin
j usado é o da Equação 4.4 ou da Equação 4.6, é necessário

definir o conceito de fase principal. Define-se fase principal como sendo a fase mais propensa
a produzir torque dada uma posição angular θ e ij = 1A, ou seja, a fase j com maior taxa
de variação angular da indutância ∂Ljj(ij ,θ)

∂θ
para ij = 1A. Quando j for a fase principal, o

AG irá usar a Equação 4.6 para definir imin
j e, caso contrário, usará a Equação 4.4. Assim,

os perfis de corrente gerados poderão ser usados com as mesmas regras de acionamento do
CDTI, descritas na Tabela 3.1.

O torque resultante do indivíduo atual, denotado por Tind,s, é definido na Equação
4.8. Sua formulação deriva da Equação 2.20 e desconsidera as indutâncias mútuas.

Tind,s = ∂L11

∂θ

i21,s

2 + ∂L22

∂θ

i22,s

2 + ∂L33

∂θ

i23,s

2 (4.8)

A função de fitness do AG foi definida a partir de duas funções. A primeira,
f1(T, Tind,s), considera o erro quadrático entre o torque de referência desejado T e o obtido
com o indivíduo atual Tind,s, conforme apresentado na Equação (4.9).

f1 (T, Tind,s) = [Tind,s − T ]2 (4.9)

A segunda, f2
(
I⃗s

)
∈ R, prioriza os indivíduos que possuem menos corrente. Para

cada posição do rotor, f2 é calculado por meio da Equação (4.10).

f2
(
I⃗s

)
= i21, s + i22, s + i23, s (4.10)

Finalmente, a função de fitness J
(
T, Tind, I⃗s

)
é escrita na Equação (4.11), com

base nas Equações (4.9) e (4.10).

J
(
T, Tind,s, I⃗s

)
= 1

1 + krf1 (T, Tind,s) + f2
(
I⃗s

) (4.11)

Na qual kr ∈ Z+ é um fator de ponderação que controla a importância de f1 sobre
f2.
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O valor de kr e a definição dos outros parâmetros utilizados na definição do AG
estão na Tabela 4.4.

Tabela 4.4 – Parâmetros do AG

Parâmetro Tipo/Descrição Valor

Método de Seleção Torneio de 3 indivíduos –
Tamanho da População – 80
Taxa de Mutação – 1%
Tipo de Mutação Gaussiana –
Taxa de Cruzamento – 60%
1º critério de parada Número máximo de gerações 30
2º critério de parada Variação média no valor de fitness ≤ 103

kr Fator de ponderação que controla a
importância de f1 sobre f2

2 · 10−3

Fonte: próprio autor (2023)

Assim, para cada condição de operação (w, T ), executando-se sequencialmente um
AG para cada θ = 1◦, ..., 90◦ será obtido um perfil de corrente ideal.

O pseudocódigo do algoritmo usado na geração dos perfis de correntes é mostrado
no Algoritmo 1.
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Algoritmo 1 Pseudo-código para a abordagem proposta do AG
para cada par ordenado (w, T ) ∈ Op faça

para cada θ = 1◦, ..., 90◦ faça
FasePrincipal ← índice j da fase com maior taxa de variação angular
da indutância ∂Ljj(1,θ)

∂θ
com ij = 1A

se θ = 1◦ então
para cada fase j ∈ 1, ..., 3 faça

imin
j,s ← 0
imax
j,s ← Ibobina

fim para
senão

para cada fase j ∈ 1, ..., 3 faça
se j = FasePrincipal então

imin
j,s ← imin

j da Equação 4.6
senão

imin
j,s ← imin

j da Equação 4.4
fim se
imax
j,s ← imax

j,s da Equação 4.5
fim para

fim se
Inicialize aleatoriamente uma População S de ns indivíduos
I⃗s (w, T, θ) = ⟨i1,s, i2,s, i3,s⟩ com imin

j,s ≤ ij,s ≤ imax
j,s , j = 1, ... , 3

para cada indivíduo em S faça
Calcule o torque gerado pelo indivíduo a partir da Equação 4.8
Avalie o fitness do indivíduo por meio da função de fitness
J
(
T, Tind,s, I⃗s

)
definida em 4.11

fim para
Ordene S com base na aptidão (do melhor para o pior)
MelhorIndividuo ← primeiro indivíduo de S
enquanto critérios de parada não alcançados faça

Pais ← indivíduos selecionados de S pelo Método de Seleção
Filhos ← lista vazia
Realize as operações de cruzamento e mutação nos Pais e
adicione os novos indivíduos criados à lista Filhos
Substitua os últimos indivíduos de S pelos Filhos
para cada indivíduo em S faça

Calcule o torque gerado pelo indivíduo a partir da Equação 4.8
Avalie o fitness do indivíduo por meio da função de fitness
J
(
T, Tind,s, I⃗s

)
definida em 4.11

fim para
Ordene S com base na aptidão (do melhor para o pior)
se fitness do MelhorIndividuo < fitness do primeiro indivíduo de S então

MelhorIndividuo ← primeiro indivíduo de S
fim se

fim enquanto
Armazene o MelhorIndividuo em θ para (w, T )

fim para
fim para
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4.1.2 Controlador Proporcional Integral de Velocidade

O loop externo do Controle Proposto consiste em um controlador PI que atua com
base no erro de velocidade, chamado de Controlador PI de Velocidade. Esse controlador
opera com base em dois componentes principais: o controle proporcional (P) e o controle
integral (I). O componente proporcional age diretamente através da diferença entre a
velocidade de referência wref e a velocidade atual do motor w(t), sendo ajustado por meio
de uma constante, o ganho proporcional Kw

p . Quanto maior a discrepância, maior é o sinal
de controle aplicado, resultando em uma resposta mais rápida a alterações na referência.
A saída do componente proporcional é mostrada na Equação 4.12.

uw
p (t) = Kw

p · (wref (t)− w(t)) (4.12)

Por sua vez, o componente integral age ao longo do tempo, visando eliminar o erro
de velocidade acumulado ao longo do tempo. Isso é especialmente útil quando o sistema
está em regime estacionário e há um erro constante de velocidade. O controle integral
permite a correção contínua desse erro, assegurando que o MRV alcance e mantenha
a velocidade desejada com precisão. Ele é ajustado através de uma constante, o ganho
integral KW

i . A saída do componente integral é mostrada na Equação 4.13.

uw
i (t) = Kw

i

∫ t

0
(wref (t)− w(t)) dt (4.13)

Por fim, a saída do Controlador PI de Velocidade é a soma da saída do componente
proporcional uw

p (t) com a saída do componente integral uw
i (t) que corresponde ao torque

de referência Tref . Em regime permanente, sua influência sobre a ondulação de torque
e a eficiência é pequena, sendo evidente apenas quando ocorrem grandes alterações na
velocidade do MRV. Como o foco deste trabalho é a comparação do Controle Proposto em
regime permanente, definiu-se o valor de 0, 02 para o ganho proporcional e 0, 22 para o
ganho integral desse controlador, conforme apresentado na Tabela 4.5. Os outros controles
usados na comparação com o Controle Proposto também usam esse mesmo Controlador
PI de Velocidade, com os mesmos valores para os ganhos proporcional e integral.

4.1.3 Estimador de Torque

O torque estimado pelo estimador de torque T é o torque instantâneo do MRV
obtido por meio do estimador de torque. Seu cálculo é baseado na Equação 2.20 e utiliza
os dados das derivadas da indutância, mostrados na Figura 4.4. Não foram incluidas
as indutâncias mútuas no cálculo, dado que a produção de torque no MRV resulta
principalmente da variação da indutância própria (YE; HENSLEY, 2017) e a sua inclusão
aumentaria consideravelmente a complexidade do sistema. Assim, a Equação 4.14 define



Capítulo 4. Controle Proposto e a Metodologia Empregada para Avaliar seu Desempenho 60

o valor instantâneo do torque do MRV calculado pelo estimador de torque usado neste
trabalho.

T = ∂L11

∂θ

i21
2 + ∂L22

∂θ

i22
2 + ∂L33

∂θ

i23
2 (4.14)

Onde Ljj é a indutância própria da fase j, ij é a corrente na fase j, T é o torque
estimado e θ é a posição do rotor.

Além disso, no controle proposto foram usados os mesmos modos de acionamento
descritos na Tabela 3.1 do CDTI. Esses modos de acionamento são usados a fim de reduzir
a ondulação de torque, e restringem principalmente dentro do intervalo de comutação
usando apenas o acionamento nos modos de magnetização e roda-livre são permitidos
entre o início do acionamento da fase e a entrada da próxima fase, sendo esse o intervalo
marcado pelos ângulos de comutação desse controle. No controle proposto não é necessário
conhecer os ângulos de comutação para aplicar essas mesmas regras de acionamento. O
início do acionamento e a entrada da próxima fase são marcados pelos perfis de corrente,
dispensando a necessidade de conhecer os ângulos de comutação. Assim, é possível aplicar
as mesmas regras de acionamento da Tabela 3.1 no Controle Proposto.

4.1.4 Função de Ajuste do Erro de Torque

Ao longo da vida útil do MRV, os seus perfis de indutância podem sofrer alterações.
Se os perfis de indutância usados para determinar os perfis de corrente do Controle
Proposto forem derivados dos parâmetros de projeto do motor, e não de ensaios físicos
dele, os perfis de corrente resultantes poderão conter erros associados ao desgaste do motor
ao longo da sua vida útil. O Controle Proposto mitiga esse problema ao adotar uma
abordagem híbrida que combina o CDTI com o controle por perfis de corrente através da
adição de uma correção, que é função do erro de torque, nos perfis de corrente. O erro de
torque etorque é calculado pela diferença do torque de referência Tref e do torque estimado
pelo estimador de torque T , conforme a Equação 4.15.

etorque = Tref − T (4.15)

Em seguida, o erro de torque calculado é submetido a uma função definida pela
Equação 4.16. Sua formulação se baseia na relação indicada pela Equação 2.20, que,
desconsiderando as indutâncias mútuas, estabelece que o torque é proporcional ao quadrado
da corrente de fase. Assim, o valor absoluto da raiz quadrada do valor absoluto do erro de
torque foi escolhida como função para ajustar o erro de torque, sendo a função sign(etorque),
definida na Equação 4.17, utilizada para preservar o sinal.
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ferr(etorque) = sign(etorque)
∣∣∣∣√|etorque|

∣∣∣∣ (4.16)

sign(etorque) =


1, se etorque > 0

0, se etorque = 0

−1, se etorque < 0

(4.17)

4.1.5 Controlador Proporcional de Torque

Após a correção do erro de torque, ferr(etorque) é processado por um controlador P
antes de ser integrado aos perfis de corrente gerados. A Equação 4.18, define a sua saída
uT

p (t).

uT
p (t) = KT

p · ferr(etorque) (4.18)

O ganho proporcional KT
p desse controlador regula a influência de ferr(etorque) nos

perfis resultantes. O comportamento do controle proposto varia conforme KT
p e o tamanho

da banda de histerese β do controlador de histerese de corrente. Quando KT
p = 0, o

controle proposto é equivalente ao controle por perfis de corrente. Em contraste, quando
KT

p →∞ e β →∞, o controle proposto se assemelha ao CDTI.

4.2 Desenvolvimento da Simulação Dinâmica
A criação da simulação dinâmica abrange o desenvolvimento do modelo para a

simulação do Controle Proposto e de outros métodos de controle relevantes, sob diversas
condições de operação, visando coletar dados para a avaliação comparativa do desempenho
do Controle Proposto. O modelo foi desenvolvido no ambiente Simulink® do software
Matlab®, versão R2021a.

Como pré-requisito para sua criação, foi necessário desenvolver o modelo do MRV
no ambiente Simulink®, seguindo as equações apresentadas no Capítulo 2. Esse modelo
incluiu os perfis de indutância e a derivada desses perfis, detalhados nas Figuras 4.3 e 4.4,
além dos parâmetros apresentados na Tabela 4.2.
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Para a implementação do Controle Proposto, foram utilizados o modelo do MRV
desenvolvido, os perfis de corrente gerados pelo Algoritmo 1 e os parâmetros descritos na
Tabela 4.5.

Tabela 4.5 – Parâmetros do Controlador

Parâmetro Valor Unidade de medida

Vcc 220 V
Frequência máxima de chaveamento 10 kHz
Ganho Proporcional do Controlador PI de Velocidade Kw

p 0,02 –
Ganho Integral do Controlador PI de Velocidade Kw

p 0,22 –
Ganho Proporcional do Controlador P de Torque KT

p 0,5 –
Banda de Histerese 0,1 –

Fonte: próprio autor (2023)

As condições de operação para a geração dos perfis de corrente escolhidas pelo
Algoritmo 1 foram definidas como Op = {(w, T ) | w = 0, 300, 600, 900, 1200 rpm e T =
0,1, 1,0, 2,0 N.m} . A Figura 4.5 mostra alguns desses perfis calculados para T = 1N.m.
Esses perfis são relativos a fase j = 3, sendo a posição angular θ = 60◦ a posição de
alinhamento dessa fase. A implementação desses perfis na simulação foi através do bloco
Lookup Table com o modo de interpolação cúbica por splines selecionado.

Figura 4.5 – Exemplo de perfis de corrente calculados a partir do Algoritmo 1 para T = 1
N.m e w = 300, 600, 900, 1200 rpm
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Após a implementação do Controle Proposto, foram definidos quais seriam os
outros métodos de controle a serem implementados para a comparação de desempenho. Os
métodos escolhidos foram o Controle Proposto com o ganho proporcional do controlador
P de torque KT

p = 0 e o CDTI.

O Controle Proposto com KT
p = 0 equivale a um controle por perfis de corrente

que implementa os perfis obtidos pelo Algoritmo 1. Ele serve como referência para avaliar
isoladamente o desempenho dos perfis de corrente gerados para o Controle Proposto.

O CDTI é uma técnica de controle reconhecida por apresentar uma ampla faixa de
velocidade com mínima ondulação de torque. Ele foi empregado como referência a fim de
avaliar o desempenho do Controle Proposto perante a uma técnica conhecida da literatura.

Na implementação da simulação dinâmica do CDTI, foram empregados o mesmo
controlador PI de velocidade e estimador de torque do Controle Proposto. Além disso,
nessa implementação, o acionamento do MRV seguiu as regras da Tabela 3.1.

Os ângulos θon e θoff do CDTI foram derivados dos perfis de corrente calculados
pelo Algoritmo 1 para o Controle Proposto. Esses ângulos foram identificados a partir do
período de acionamento de cada fase de cada perfil. O início do período de acionamento
corresponde ao valor de θon, enquanto a parte final desse período, marcada pelo início
do decrescimento da corrente de fase, corresponde ao valor de θoff . A Figura 4.6 mostra
um exemplo de como foi realizada a determinação dos ângulos θon e θoff para o perfil de
corrente da fase j = 3, com T = 1 N.m e w = 600 rpm.

Figura 4.6 – Exemplo de determinação dos ângulos θon e θoff para o CDTI baseado em
um perfil de corrente gerado para o Controle Proposto
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A Tabela 4.6 mostra todos os ângulos θon e θoff obtidos para a fase j = 3. Para
conseguir os ângulos das fases j = 1 e j = 2, basta somar 30◦ e subtrair 30◦ dos ângulos da
tabela mencionada, respectivamente. Esses ângulos de acionamento foram implementados
na simulação do CDTI através dos blocos Lookup Table com a configuração de interpolação
linear selecionada.

Tabela 4.6 – Ângulos θon e θoff derivados dos perfis de corrente gerados do Controle
Proposto em diferentes condições de operação, para a fase j = 3.

w (rpm) T = 0.1 N.m T = 1.0 N.m T = 2.0 N.m
θon θoff θon θoff θon θoff

0 28◦ 59◦ 26◦ 57◦ 25◦ 56◦

300 28◦ 59◦ 26◦ 57◦ 24◦ 56◦

600 28◦ 59◦ 26◦ 57◦ 20◦ 54◦

900 28◦ 59◦ 25◦ 57◦ 19◦ 52◦

1200 28◦ 59◦ 24◦ 56◦ 18◦ 51◦

Fonte: próprio autor (2023)

As Figuras 4.7, 4.8 e 4.9 mostram a execução das simulações que implementam o
CDTI, o Controle Proposto com KT

p = 0 e o Controle Proposto para o torque de carga
igual a 0, 75 N.m e velocidade igual a 600 rpm.

Figura 4.7 – Exemplo de execução da implementação do CDTI para torque de carga igual
a 0, 75 N.m e velocidade igual a 600 rpm
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Figura 4.8 – Exemplo de execução da implementação do Controle Proposto com KT
p = 0

para torque de carga igual a 0, 75 N.m e velocidade igual a 600 rpm
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Figura 4.9 – Exemplo de execução da implementação do Controle Proposto para torque
de carga igual a 0, 75 N.m e velocidade igual a 600 rpm
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4.3 Estabelecimento do Experimento
Após a implementação de todas as estratégias de controle mencionadas, foi estabe-

lecido o conjunto das condições de operação para a realização das simulações. Optou-se
por incluir mais condições de operação do que as usadas para gerar os perfis de corrente
do Controle Proposto, a fim de testar a capacidade desses perfis em condições ligeiramente
diferentes daquelas em que foram originalmente criados. Esse conjunto foi definido como
Os = {(w, T ) | w = 100, 200, ..., 1200 rpm e T = 0,25, 0,50, ..., 2,0 N.m}, demandando 96
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simulações em cada método de controle para abrangir todas as combinações de velocidades
e torques mencionadas de Os.

Em seguida, foi definido o torque de carga e o intervalo de tempo de cada simulação.
Cada simulação é executada no período de 0 a 1s, onde o torque de carga é 0 N.m de 0
a 0,3s, uma rampa de 0,3 a 0,5s, variando de 0 N.m até T N.m, e T N.m de 0,5 até 1s,
em que T é um torque definido em Os. Outros parâmetros das simulações foram definidos
na Tabela 4.7. As métricas de desempenho usadas na comparação entre os métodos de
controle foram computadas ao final de cada simulação, no intervalo de 0,6 até 1s.

Tabela 4.7 – Parâmetros das Simulações

Parâmetro Valor

Solver ODE45 (Dormant Prince)
Tipo Passo Variável
Tolerância Relativa 1 · 10−3

Tempo de início 0,0
Tempo de fim 1,0

Fonte: próprio autor (2023)

As métricas usadas foram: o Torque Ripple Tripple, o Torque Ripple Factor Fripple,
a corrente eficaz do barramento CC do conversor de meia ponte assimétrica Icc,rms e o
torque por Ampère Tamp. Elas foram obtidas após a operação em regime permanente e
são definidas, respectivamente, nas equações 4.19, 4.20, 4.21 e 4.22.

Tripple =
(
Tmax − Tmin

Tavg

)
× 100% (4.19)

Fripple =
(

rms(T − Tavg)
Tavg

)
× 100% (4.20)

Icc,rms = rms(Icc) (4.21)

Tamp = Tavg

rms(Icc)
(4.22)

Onde Tavg é o torque médio, Tmin e Tmax são, respectivamente, os valores mínimo
e máximo do torque e Icc é a corrente do barramento CC do conversor de meia ponte
assimétrica. A função rms(x) é a função de valor eficaz, definida em 4.23, em que t0 é o
tempo inicial e ∆t é o intervalo de tempo sobre o qual a média quadrática é calculada.
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rms(x) =
√

1
∆t

∫ t0+∆t

t0
[x(t)]2 dt (4.23)

O próximo capítulo apresenta os resultados dos experimentos.
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5 Resultados

Este capítulo apresenta os resultados das simulações. Os resultados foram organi-
zados para apresentar a variação das métricas em cada uma das condições de torque de
carga e velocidade avaliadas nas simulações.

Essa disposição facilita a análise dos efeitos das variações do torque de carga e da
velocidade nas métricas utilizadas para comparar o desempenho do Controle Proposto
com o CDTI e o Controle Proposto sem a adição da compensação derivada do erro de
torque, também referido como Controle Proposto com KT

p = 0.



Capítulo 5. Resultados 69

5.1 Resultados para o torque de carga igual a 0, 25, 0, 5, 0, 75 e 1
N.m
As Figuras 5.1 (a) e 5.1 (b) mostram o Torque Ripple (%) (a) e o Torque Ripple

Factor (%) (b) para velocidades variando de 100 a 1200 rpm nos torques de carga de 0,25,
0,5, 0,75 e 1 N.m, respectivamente.

Figura 5.1 – Torque Ripple (%) (a) e Torque Ripple Factor (%) (b) para o torque de carga
variando de 0,25 a 1 N.m e a velocidade variando de 100 a 1200 rpm
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Fonte: próprio autor (2023)

Ao avaliar os resultados da Figura 5.1 (a), observa-se que o Controle Proposto apre-
sentou reduções significativas no Torque Ripple em comparação com o CDTI, registrando
uma média de 20,05% de redução.

Adicionalmente, em comparação com o Controle Proposto com KT
p = 0, o Controle

Proposto também apresentou reduções notáveis no Torque Ripple, com média de 17,77%
ao longo da faixa de operação analisada.
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Essas melhorias se estenderam ao Torque Ripple Factor mostrado na Figura 5.1
(b), indicando uma média de redução de 18,62% em comparação com o CDTI e 21,04%
em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0.

As Figuras 5.2 (a) e 5.2 (b) mostram a Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a)
e o Torque por Ampère (N.m/A) (b) para velocidades variando de 100 a 1200 rpm nos
torques de carga de 0,25, 0,5, 0,75 e 1 N.m, respectivamente.

Figura 5.2 – Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a) e Torque por Ampère (N.m/A)
(b) para o torque de carga variando de 0,25 a 1 N.m e a velocidade variando
de 100 a 1200 rpm

(a)

0.4

0.6

0.8

1

C
o

rr
e
n

te
 R

M
S

 (
A

)

e
m

 0
.2

5
 N

.m

Controle Proposto

Controle Proposto com Kp = 0

CDTI

0.5

1

1.5

C
o

rr
e

n
te

 R
M

S
 (

A
)

e
m

 0
.5

 N
.m

0.5

1

1.5

C
o

rr
e

n
te

 R
M

S
 (

A
)

e
m

 0
.7

5
 N

.m

20
0

40
0

60
0

80
0

10
00

12
00

Velocidade Angular (rpm)

0.5

1

1.5

2

C
o

rr
e

n
te

 R
M

S
 (

A
)

e
m

 1
 N

.m

(b)

0.2

0.4

0.6

0.8

T
o

rq
u
e

 

p
o
r 

A
m

p
è
re

 (
N

.m
/A

)

e
m

 0
.2

5
 N

.m

Controle Proposto

Controle Proposto com Kp = 0

CDTI

0.4

0.6

0.8

1

T
o

rq
u

e
 

p
o
r 

A
m

p
è

re
 (

N
.m

/A
)

e
m

 0
.5

 N
.m

0.6

0.8

1

1.2

T
o

rq
u

e
 

p
o
r 

A
m

p
è

re
 (

N
.m

/A
)

e
m

 0
.7

5
 N

.m

20
0

40
0

60
0

80
0

10
00

12
00

Velocidade Angular (rpm)

0.5

1

1.5

T
o

rq
u

e
 

p
o

r 
A

m
p

è
re

 (
N

.m
/A

)

e
m

 1
 N

.m

Fonte: próprio autor (2023)

Ao avaliar os resultados da Figura 5.2 (a), observa-se que o Controle Proposto
apresentou um aumento na Corrente Eficaz do Barramento CC em comparação com o
CDTI, registrando uma média de 15,94% de aumento.

Adicionalmente, em comparação com o Controle Proposto com KT
p = 0, o Controle

Proposto também apresentou um aumento na Corrente Eficaz do Barramento CC, com
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média de 9,41% ao longo da faixa de operação analisada.

Esse aumento na Corrente Eficaz do Barramento CC levou a uma redução na relação
de Torque por Ampère mostrada na Figura 5.1 (b), indicando uma média de 13,47% em
comparação com o CDTI e 7,94% em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0.
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5.2 Resultados para o torque de carga igual a 1, 25, 1, 5, 1, 75 e 2
N.m
As Figuras 5.3 (a) e 5.3 (b) mostram o Torque Ripple (%) (a) e o Torque Ripple

Factor (%) (b) para velocidades variando de 100 a 1200 rpm nos torques de carga de 1,25,
1,5, 1,75 e 2 N.m, respectivamente.

Figura 5.3 – Torque Ripple (%) (a) e Torque Ripple Factor (%) (b) para o torque de carga
variando de 1,25 a 2 N.m e a velocidade variando de 100 a 1200 rpm
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Fonte: próprio autor (2023)

No que tange ao Torque Ripple apresentado na Figura 5.3 (a), o Controle Proposto
demonstrou uma redução média significativa de 11,99% em relação ao CDTI. Compa-
rativamente, em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0, a média de redução foi de
8,51%.

Essas melhorias também se refletiram no Torque Ripple Factor, conforme evidenci-
ado na Figura 5.3 (b), com médias de redução de 12,08% em relação ao CDTI e 10,88%
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em relação ao Controle Proposto com KT
p = 0.

As Figuras 5.4 (a) e 5.4 (b) mostram a Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a)
e o Torque por Ampère (N.m/A) (b) para velocidades variando de 100 a 1200 rpm nos
torques de carga de 0,25, 0,5, 0,75 e 1 N.m, respectivamente.

Figura 5.4 – Corrente eficaz do barramento CC (A) (a) e Torque por Ampère (N.m/A)
(b) para o torque de carga variando de 1,25 a 2 N.m e a velocidade variando
de 100 a 1200 rpm
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Fonte: próprio autor (2023)

Ao avaliar os resultados da Figura 5.4 (a), observa-se que o Controle Proposto
apresentou um aumento médio de 3,35% na Corrente Eficaz em relação ao CDTI e 11,16%
em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0.

Essas variações na Corrente Eficaz contribuíram para uma redução média de 2,95%
na relação de Torque por Ampère em comparação com o CDTI e 9,67% em relação ao
Controle Proposto com KT

p = 0.
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5.3 Resultados para a velocidade igual a 100, 200, 300 e 400 rpm
As Figuras 5.5 (a) e 5.5 (b) exibem o Torque Ripple (%) (a) e o Torque Ripple

Factor (%) (b) para torques de carga variando de 0,25 a 2 N.m nas velocidades de 100,
200, 300 e 400 rpm, respectivamente.

Figura 5.5 – Torque Ripple (%) (a) e Torque Ripple Factor (%) (b) para a velocidade
variando de 100 a 400 rpm e o torque de carga variando de 0,25 a 2 N.m
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Fonte: próprio autor (2023)

Observando a Figura 5.5 (a), verifica-se que o Controle Proposto proporcionou
uma média de 7,15% de redução no Torque Ripple em comparação com o CDTI. Quando
comparado ao Controle Proposto com KT

p = 0, essa redução média foi de 16,04%.

Da mesma forma, houve uma redução média de 6,31% do Torque Ripple Factor do
Controle Proposto em relação ao CDTI e 16,03% em relação ao Controle Proposto com
KT

p = 0, conforme apresentado na Figura 5.5 (b).

As Figuras 5.6 (a) e 5.6 (b) mostram a Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a)
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e o Torque por Ampère (N.m/A) (b) para a velocidade variando de 100 a 400 rpm e o
torque de carga variando de 0,25 a 2 N.m.

Figura 5.6 – Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a) e Torque por Ampère (N.m/A)
(b) para a velocidade variando de 100 a 400 rpm e o torque de carga variando
de 0,25 a 2 N.m
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Fonte: próprio autor (2023)

Ao analisar a Figura 5.6 (a), observa-se que o Controle Proposto resultou em um
aumento médio de 7,66% na Corrente Eficaz do Barramento CC em comparação com o
CDTI. Em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0, esse aumento médio foi de 8,60%.

Esse aumento na Corrente Eficaz do Barramento CC resultou em uma média de
6,10% de redução na relação de Torque por Ampère em comparação com o CDTI e 6,94%
em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0.
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5.4 Resultados para a velocidade igual a 500, 600, 700 e 800 rpm
As Figuras 5.7 (a) e 5.7 (b) mostram o Torque Ripple (%) (a) e o Torque Ripple

Factor (%) (b) para torques de carga variando de 0,25 a 2 N.m nas velocidades de 500,
600, 700 e 800 rpm, respectivamente.

Figura 5.7 – Torque Ripple (%) (a) e Torque Ripple Factor (%) (b) para a velocidade
variando de 500 a 800 rpm e o torque de carga variando de 0,25 a 2 N.m
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Fonte: próprio autor (2023)

Avaliando os resultados para o Torque Ripple, percebe-se que o Controle Proposto
exibiu em média uma redução de 25,25% nessa métrica em comparação com o CDTI. Em
relação ao Controle Proposto com KT

p = 0, essa redução média foi de 10,59%.

Em relação ao Torque Ripple Factor, observa-se uma média de redução de 24,02%
em relação ao CDTI e 14,07% em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0.

As Figuras 5.8 (a) e 5.8 (b) mostram a Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a)
e o Torque por Ampère (N.m/A) (b) para torques de carga variando de 0,25 a 2 N.m nas
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velocidades de 500, 600, 700 e 800 rpm, respectivamente.

Figura 5.8 – Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a) e Torque por Ampère (N.m/A)
(b) para a velocidade variando de 500 a 800 rpm e o torque de carga variando
de 0,25 a 2 N.m
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Fonte: próprio autor (2023)

Ao examinar a Figura 5.8 (a), verifica-se que o Controle Proposto teve em um
aumento médio de 12,43% na Corrente Eficaz do Barramento CC em relação ao CDTI.
Em comparação com o Controle Proposto com KT

p = 0, esse aumento médio foi de 11,71%.

Esse fato contribuiu para uma média de 10,56% de redução na relação de Torque
por Ampère em comparação com o CDTI e 10,22% em relação ao Controle Proposto com
KT

p = 0.
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5.5 Resultados para a velocidade igual a 900, 1000, 1100 e 1200
rpm
As Figuras 5.9 (a) e 5.9 (b) mostram o Torque Ripple (%) (a) e o Torque Ripple

Factor (%) (b) para torques de carga variando de 0,25 a 2 N.m nas velocidades de 900,
1000, 1100 e 1200 rpm, respectivamente.

Figura 5.9 – Torque Ripple (%) (a) e Torque Ripple Factor (%) (b) para a velocidade
variando de 900 a 1200 rpm e o torque de carga variando de 0,25 a 2 N.m
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Fonte: próprio autor (2023)

Na Figura 5.9 (a) nota-se que o Controle Proposto gerou uma redução média
significativa de 15,67% no Torque Ripple em comparação com o CDTI. Comparativamente,
em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0, essa redução média foi de 12,78%.

Da mesma forma, na Figura 5.9 (b), também se verifica que houve uma redução
no Torque Ripple Factor em relação ao CDTI e ao Controle Proposto com KT

p = 0, de
15,72% e 17,79%, respectivamente.
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As Figuras 5.10 (a) e 5.10 (b) mostram a Corrente Eficaz do Barramento CC (A)
(a) e o Torque por Ampère (N.m/A) (b) para torques de carga variando de 0,25 a 2 N.m
nas velocidades de 900, 1000, 1100 e 1200 rpm, respectivamente.

Figura 5.10 – Corrente Eficaz do Barramento CC (A) (a) e Torque por Ampère (N.m/A)
(b) para a velocidade variando de 900 a 1200 rpm e o torque de carga
variando de 0,25 a 2 N.m
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Fonte: próprio autor (2023)

Nessas Figuras, destaca-se um aumento médio de 8,85% na Corrente Eficaz do
Barramento CC em comparação com o CDTI. Em relação ao Controle Proposto com
KT

p = 0, esse aumento médio foi de 10,54%.

Esse acréscimo na Corrente Eficaz do Barramento CC resultou em uma redução
média de 7,99% na relação de Torque por Ampère em comparação com o CDTI e 9,26%
em relação ao Controle Proposto com KT

p = 0.
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5.6 Discussão dos Resultados
A Tabela 5.1 apresenta um resumo dos resultados das simulações sob diferentes

condições de operação, destacando a redução média de Torque Ripple do Controle Proposto
em relação ao CDTI e ao Controle Proposto com KT

p = 0.

Tabela 5.1 – Redução Média de Torque Ripple (%)

Faixa de Torque
de Carga

avaliada (N.m)

Faixa de
Velocidade

avaliada (rpm)

Em relação ao
CDTI

Em relação ao
Controle Proposto

com KT
p = 0

0,25 - 1 100 - 1200 20,06 17,77
1,25 - 2 100 - 1200 11,99 8,51
0,25 - 2 100 - 400 7,15 16,04
0,25 - 2 500 - 800 25,25 10,59
0,25 - 2 900 - 1200 15,67 12,78

Fonte: próprio autor (2023)

Observa-se que, em todas as condições avaliadas, o Controle Proposto demonstrou
uma redução média na métrica de Torque Ripple em relação às outras técnicas avaliadas. .
Essa análise sugere que, sob essas condições específicas, o Controle Proposto apresenta um
desempenho melhor na redução da ondulação de torque. Verifica-se também que o uso
do erro de torque juntamente com perfis de corrente gerados contribui para a redução da
ondulação de torque, visto que o desempenho do Controle Proposto na métrica de Torque
Ripple foi melhor que o do Controle Proposto com KT

p = 0.

A Tabela 5.2 apresenta um resumo dos resultados das simulações sob diferentes
condições de operação, destacando a redução média de Torque Ripple Factor do Controle
Proposto em relação ao CDTI e ao Controle Proposto com KT

p = 0.

Tabela 5.2 – Redução Média de Torque Ripple Factor (%)

Faixa de Torque
de Carga

avaliada (N.m)

Faixa de
Velocidade

avaliada (rpm)

Em relação ao
CDTI

Em relação ao
Controle Proposto

com KT
p = 0

0,25 - 1 100 - 1200 18,62 21,04
1,25 - 2 100 - 1200 12,08 10,88
0,25 - 2 100 - 400 6,31 16,03
0,25 - 2 500 - 800 24,02 14,07
0,25 - 2 900 - 1200 15,72 17,79

Fonte: próprio autor (2023)



Capítulo 5. Resultados 81

Observa-se que na Tabela 5.2, em todas as condições avaliadas, o Controle Proposto
demonstrou uma redução média significativa no Torque Ripple Factor em relação às outras
técnicas avaliadas. Essa constatação reforça a análise previamente realizada dos resultados
apresentados na Tabela 5.1, reafirmando que, sob essas condições específicas, o Controle
Proposto demonstra um desempenho melhor na redução da ondulação de torque.

Este cenário também se valida na comparação com o Controle Proposto com
KT

p = 0, uma vez que se observa um desempenho superior na redução da métrica do
Torque Ripple Factor. Tal constatação também indica que a adição do erro de torque
aos perfis de corrente gerados desempenha um papel substancial na redução do Torque
Ripple Factor no Controle Proposto, confirmando seu desempenho superior na redução da
ondulação de torque.

A Tabela 5.3 apresenta o Aumento Médio de Corrente Eficaz do Controle Proposto
em relação ao CDTI e ao Controle Proposto com KT

p = 0 sob diferentes condições de
operação.

Tabela 5.3 – Aumento Médio de Corrente Eficaz (%)

Faixa de Torque
de Carga

avaliada (N.m)

Faixa de
Velocidade

avaliada (rpm)

Em relação ao
CDTI

Em relação ao
Controle Proposto

com KT
p = 0

0,25 - 1 100 - 1200 15,95 9,41
1,25 - 2 100 - 1200 3,35 11,16
0,25 - 2 100 - 400 7,66 8,60
0,25 - 2 500 - 800 12,43 11,71
0,25 - 2 900 - 1200 8,85 10,54

Fonte: próprio autor (2023)

Verifica-se que na Tabela 5.3, em todas as condições avaliadas, houve, em média,
um aumento na Corrente Eficaz do Barramento CC do Controle Proposto em relação às
outras técnicas avaliadas.
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A Tabela 5.4 apresenta a Redução Média de Torque por Ampère do Controle
Proposto em relação ao CDTI e ao Controle Proposto com KT

p = 0 sob diferentes
condições de operação.

Tabela 5.4 – Redução Média de Torque por Ampère (%)

Faixa de Torque
de Carga

avaliada (N.m)

Faixa de
Velocidade

avaliada (rpm)

Em relação ao
CDTI

Em relação ao
Controle Proposto

com KT
p = 0

0,25 - 1 100 - 1200 13,48 7,94
1,25 - 2 100 - 1200 2,95 9,67
0,25 - 2 100 - 400 6,10 6,94
0,25 - 2 500 - 800 10,56 10,22
0,25 - 2 900 - 1200 7,99 9,26

Fonte: próprio autor (2023)

Verifica-se que na Tabela 5.4, em todas as condições avaliadas, houve, em média,
uma redução na proporção de Torque por Ampère do Controle Proposto em relação às
outras técnicas avaliadas, o que confirma o aumento verificado anteriormente na Corrente
Eficaz do Barramento CC.

Para aprimorar a análise dos resultados e avaliar de forma mais eficaz a melhoria
proporcionada pela incorporação da compensação derivada do erro de torque aos perfis
de corrente do Controle Proposto, realizou-se uma análise comparativa entre o Controle
Proposto com o Controle Proposto com KT

p = 0, limitada às condições de operação para
as quais os perfis de corrente foram calculados utilizando o Algoritmo 1. A Tabela 5.5
mostra os resultados da comparação.

Tabela 5.5 – Redução Média das Métricas Avaliadas do Controle Proposto em Relação ao
Controle Proposto com KT

p = 0 nas condições de operação para as quais os
perfis de corrente foram calculados utilizando o Algoritmo 1

Torque de
Carga

avaliado
(N.m)

Velocidades
avaliadas

(rpm)

Redução
Média do
Torque

Ripple (%)

Redução
Média do
Torque
Ripple

Factor (%)

Aumento Médio
da Corrente

Eficaz no
barramento CC

(%)

Redução
Média do

Torque por
Ampère

(%)
1 300, 600,

900, 1200
8,12 11,80 4,07 3,77

2 300, 600,
900, 1200

10,26 8,44 4,41 4,25

Fonte: próprio autor (2023)
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Verifica-se que a incorporação da compensação derivada do erro de torque aos
perfis de corrente do Controle Proposto proporcionou a redução da ondulação de torque
mesmo nas condições de operação para as quais os perfis de corrente foram calculados
utilizando o Algoritmo 1. Essa constatação reforça a afirmação de que a adição do erro de
torque aos perfis de corrente gerados desempenha um papel substancial na redução da
ondulação de torque apresentada pelo Controle Proposto.
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6 Conclusão Geral

6.1 Conclusão
Verifica-se que o Controle Proposto demonstra uma baixa ondulação de torque em

uma ampla faixa de velocidade, superando tanto o CDTI quanto o Controle Proposto com
KT

p = 0 — este último representa o controle por perfis de corrente gerados pelo algoritmo
desenvolvido neste trabalho. Os resultados obtidos por meio de simulações revelaram que
o Controle Proposto apresentou uma redução significativa na métrica de Torque Ripple,
alcançando 16,02% e 13,14% em relação ao CDTI e ao Controle Proposto com KT

p = 0,
respectivamente. Da mesma forma, observou-se uma redução de 15,34% e 15,96% na
métrica de Torque Ripple Factor nessas comparações. As simulações foram conduzidas
para torques de carga variando de 0, 25 a 2 N.m e velocidades variando de 100 a 1200
rpm utilizando dados de um MRV 6x4 trifásico localizado no Laboratório de Ensaios de
Pequenos Motores da Universidade Federal de Goiás.

Adicionalmente, destaca-se que o algoritmo proposto para a obtenção dos perfis
de corrente atendeu seu propósito ao determinar perfis que apresentam desempenho
semelhante ao CDTI, conforme evidenciado pela comparação dos resultados entre o
Controle Proposto com KT

p = 0 e o CDTI.

A incorporação do erro de torque ajustado aos perfis de corrente gerados contribuiu
efetivamente para a redução da ondulação de torque no Controle Proposto, como indicado
pelo melhor desempenho na redução da ondulação de torque ao comparar com o Controle
Proposto com KT

p = 0.

Em relação a outras métricas, observou-se uma redução na relação de torque por
Ampère e um aumento na corrente do barramento CC. O Controle Proposto registrou
9,64% e 10,28% de aumento na métrica de corrente do barramento CC e 8,21% e 8,81%
de aumento na relação de torque por Ampère, respectivamente, em relação ao CDTI e ao
Controle Proposto com KT

p = 0. Tais resultados sugerem uma pequena perda de eficiência
energética para obter a significativa redução na ondulação de torque alcançada.

Em suma, conclui-se que o Controle Proposto é ideal para aplicações que demandam
baixa ondulação de torque e que dispõem de espaço de armazenamento em memória para
os perfis de corrente necessários nas condições de operação desejadas.
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6.2 Futuras Pesquisas
Sugere-se que em futuras pesquisas seja explorado o impacto do uso de diferentes

valores de KT
p no Controle Proposto. Além disso, sugere-se a verificação do desempenho

do Controle Proposto em diferentes frequências de acionamento e realizar experimentos
práticos em laboratório para validar os resultados obtidos nas simulações.

6.3 Trabalhos Submetidos e Publicados
Trabalhos publicados de autoria própria:

• SOARES, I. R. et al. A Current Hysteresis Control Strategy for Switched Reluctance
Machine Based on Genetic Algorithms and Finite Elements Analysis. In: XXIV -
Congresso Brasileiro de Automática. Fortaleza, Ceará, 2022.

Trabalhos publicados em colaboração com outros autores:

• LEMES FILHO, C. C. et al. Strategy for Torque Ripple Reduction in IPMSM. In:
XXIV - Congresso Brasileiro de Automática. Fortaleza, Ceará, 2022.
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