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nharia Elétrica e de Computação como parte
dos requisitos exigidos para a obtenção do t́ıtulo
de Mestre em Engenharia Elétrica, na Área de
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Resumo

Para a aplicação de motores de relutância variável (MRV) em véıculos elétricos, um

dos requisitos é a produção de torque com baixo ńıvel de ondulação. O MRV apresenta

vantagens como robustez, simplicidade, baixo custo e tolerância a faltas e desvantagens

como alto ńıvel de ondulação de torque e rúıdo acústico. Este trabalho apresenta uma

investigação a respeito de técnicas de controle de torque do MRV para viabilizar aplicações

em véıculos elétricos. Os prinćıpios de funcionamento do MRV são discutidos para explicar

a presença das ondulações de torque e entender a produção das perdas elétricas. Apresenta-

se também o controle de velocidade para o MRV com ângulos de disparo fixos e variáveis.

Posteriormente, técnicas eletrônicas de controle de torque instantâneo (CTI) e de controle

de torque médio (CTM), como perfilamento de corrente através de funções de divisão de

torque (FDT), controle direto de torque (CDT), controle direto de torque instantâneo

(CDTI) e controle direto de torque médio (CDTM) são apresentadas. Propõe-se uma

nova forma de calcular o fluxo magnético concatenado de referência para o CDT visando

minimizar as ondulações de torque. Também é proposta a utilização de tabelas de consulta

com ângulos de disparo ótimos para diminuir as ondulações de torque nos métodos CDTI

e FDT. Simulações computacionais foram feitas para verificar os algoritmos de controle.

As simulações mostram que a FDT senoidal retorna um menor ńıvel de ondulação de

torque em velocidades inferiores a 10 rad/s. Entre 10 e 150 rad/s o CDTI apresentou

melhor desempenho. Acima desta velocidade o CDTM apresentou melhor performance.

O CDT, mesmo com a referência de fluxo magnético concatenado sugerida é competitivo

apenas abaixo da velocidade de base. Com os resultados encontrados fica evidente que o

MRV pode ser utilizado para aplicaçoes que requerem baixo ńıvel de ondulação de torque

como na tração de véıculos elétricos. Uma analise das perdas elétricas é apresentada

para pontos abaixo e acima da velocidade de base. O CDTI retorna os maiores ńıveis de

perdas no núcleo para os pontos estudados. O menor ı́ndice de perdas ocorre com o uso

da FDT exponencial, para operação abaixo da velocidade de base, e com a FDT linear,

para operação acima da velocidade de base. O CDT é o método que apresenta os maiores

indicadores de perdas elétricas. Os resultados auxiliam na escolha do método de controle

de conjugado considerando as perdas elétricas de acordo com o método, e demonstram

que o MRV é competitivo às outras máquinas utilizadas na indústria para aplicações que

requerem baixo ńıvel de ondulação de torque como aplicações em véıculos elétricos.

Palavras-chave: Motor de relutância variável, minimização de ondulações de conjugado,

controle de torque médio, controle de torque instantâneo.



Abstract

Low torque ripple is one of the requirements for switched reluctance machines application

in electric vehicles drives. SRMs present advantages as ruggedness, simplicity, low cost

and fault tolerance and disadvantages as high torque ripple and acoustic noise produc-

tion. The current work presents an investigation regarding torque control techniques to

enable electric vehicle drives applications. The SRM working principles are discussed to

understand the torque ripple presence and the electric losses production. Then, fixed and

variable angles speed control are presented. Electronic techniques of instantaneous tor-

que control (ITC) and average torque control (ATC) as current profiling through torque

sharing functions (TSF), direct torque control (DTC), direct instantaneous torque control

(DITC) and direct average torque control (DATC) are presented. A novel variable flux

linkage reference for DTC and the use of look up tables with firing angles for TSFs and

DITC are proposed. Computational simulations are used to verify the control algorithms.

The simulations show that the senoidal TSF return smaller torque ripple bellow 10 rad/s.

DITC presents better performance between 10 and 150 rad/s. Above 150 rad/s, DATC

excels. Even with the variable flux reference sugested, DTC is competitive only bellow

base speed. The results show that SRM are competitive and can be used in applications

that require low torque ripple as electric vehicle drives. An electrical losses analysis is

presented for both bellow and above base speed. DITC returns the higher core losses for

the studied points. The lower electric losses is obtained when the exponential TSF is used

in bellow base speed operation and when linear TSF is used in above base speed operation.

The higher losses indicators occur when DTC is used. The results assist the choice of the

preferred torque control method acording to operation point and considering the electric

losses, and demonstrate that SRM are competitive to other machine topologies used in

industry for low torque ripple applications as electric vehicle drives.

Keywords: Switched reluctance machines, torque ripple minimization, average torque

control, instantaneous torque control.
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c) Correntes elétricas nas fases; d) Fluxos magnéticos concatenados pelas
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4.1 Representação gráfica das tabelas de consulta com os valores ótimos dos
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B.14 Regulador de fluxo magnético concatenado do CDT de acordo com a Equa-

ção (4.23). . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 120

B.15 Lógica para análise da condição de torque e fluxo magnético concatenado
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des instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das
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ferência do torque eletromagnético. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 135

C.13 Formas de onda para o CDTI para a Simulação A©: a) Velocidades ins-
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tantânea e de referência; b) Corrente elétrica nas fases; c) Fluxo magnético
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Caṕıtulo 1

Introdução

A
s emissões de gases de efeito estufa (GEE) aumentaram consideravelmente no últimos

anos. Dados divulgados pela PBL Netherlands Environmental Assessment Agency

mostram um aumento das emissões de CO2 de aproximadamente 15 gigatoneladas entre

os anos de 1990 e 2016 [1].

Uma análise feita pelo Intergovernmental Panel on Climate Change revelou que

quando todos os gases do efeito estufa são considerados na análise, o setor de transportes

contribui com a segunda maior parcela das emissões de GEE e esta porcentagem aumenta

consideravelmente a cada ano. Vale notar que neste estudo a matriz energética considerada

é a dos Estados Unidos da América. Em 2014 as emissões de GEE do setor de transporte

chegaram a 14, 3% do total das emissões [2]. Em 2016 as emissões feitas pelo setor de

transporte chegaram em 28%, se igualando às emissões do setor de geração de energia

elétrica como mostrado na Figura 1.1 [3], onde AQUT indica as emissões de GEE feitas

decorrentes da agricultura, queimadas e outros usos da terra.

Tra sporten

EnergiaInd striaú

Construções

AQUT
28%

28%22%

11%

9%

Emissões 2016

Emissões otaisT

Figura 1.1: Emissões totais de GEE em 2016
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Considerando isto, a eletrificação do setor de transportes tem um grande poten-

cial para diminuir as emissões de GEE no mundo. Estudos feitos pelo National Renewable

Energy Laboratory mostram que as emissões de GEE feitas por véıculos elétricos (VE)

podem ser até 4 vezes menores que as feitas por véıculos propelidos com um motor a com-

bustão interna (MCI) [4]. Deste modo, a crescente demanda mundial por sustentabilidade

e redução de impactos ambientais encorajam a eletrificação veicular, buscando reduzir a

emissão de poluentes.

A eletrificação veicular pode ocorrer de duas formas distintas. A primeira consiste

em fazer com que os sistemas mecânicos e hidráulicos do carro sejam substitúıdos por

sistemas elétricos, a outra forma consiste em tornar a propulsão do véıculo parcial ou

totalmente elétrica. Nos casos onde não existem aspectos de propulsão envolvidos na

eletrificação, os véıculos são chamados de véıculos mais elétricos ou VMEs. Já nos casos

onde a eletrificação é referente à propulsão do véıculos, os véıculos podem ser classificados

em véıculos elétricos com bateria (VEB) ou véıculos elétricos h́ıbridos (VEH) e h́ıbridos

com plug-in (VEHP) [5,6].

Os véıculos elétricos à bateria têm propulsão inteiramente elétrica, possuem gran-

des bancos de bateria e autonomia reduzida além de apresentarem a capacidade de recarga

das baterias pela rede elétrica.

Os VEH e os VEHP possuem em sua topologia uma combinação de motor à

combustão interna e motor elétrico. Possuem um banco de baterias reduzido e autonomia

elevada graças ao motor a combustão interna, fato que também eleva o ńıvel de emissões

de GEEs em comparação aos véıculos puramente elétricos. Existem as topologias série,

paralelo e série-paralelo como mostrado na Figura 1.2.

Na topologia série (Figura 1.2(a)) a propulsão é inteiramente elétrica. O motor a

combustão interna é utilizado como máquina primária de um gerador que fornece energia

para um barramento de corrente cont́ınua através de um conversor eletrônico de potência.

Neste barramento são conectados um banco de baterias e um conversor eletrônico de

potência que alimenta o motor elétrico responsável pela propulsão do véıculo. Existe a

possibilidade de recarga da bateria através da rede elétrica externa para os VEHP.

Na topologia paralela (Figura 1.2(b)) a propulsão é feita de forma combinada

através de acoplamento mecânico entre o motor elétrico e o motor à combustão interna.

O motor elétrico é acionado através de um conversor eletrônico de potência e o banco de

baterias, para os VEHP, só pode ser carregado através da rede elétrica externa.

A topologia série-paralelo (Figura 1.2(c)) é uma combinação das duas topologias

apresentadas anteriormente. A propulsão é realizada de forma combinada como na topo-

logia paralela e o motor a combustão interna atua também como máquina primária para
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Figura 1.2: Diferentes topologias de véıculos elétricos h́ıbridos e h́ıbridos com plug-in: a)
Topologia série; b) Topologia paralelo; c) Topologia série-paralelo.

um gerador elétrico que, através de um conversor eletrônico, fornece energia para o banco

de baterias quando necessário. O banco de baterias pode ser carregado através da rede

elétrica externa nos VEHP.

A máquina elétrica escolhida para um sistema de propulsão de um véıculo elétrico

deve satisfazer uma série de requisitos e respeitar vários fatores como volume e peso do

motor, aceleração, velocidade máxima e fonte de energia. Os principais requisitos são [5,6]:

a) Alta densidade de potência; b) Alta densidade de torque; c) Capacidade de torque de

pico; d) Alta razão de torque por inércia; e) Faixa larga de velocidade de operação; f) Alta

eficiência; g) Baixo rúıdo acústico; h) Robustez contra interferências eletromagnéticas; i)

Confiabilidade e robustez; j) Tolerância a faltas; k) Baixa frequência de manutenção; l)

Tamanho e peso reduzidos; m) Baixo custo; n) Autonomia elevada.

Alta densidade de torque e de potência acarretam em volume e peso reduzidos

para a máquina elétrica especificada. Aceleração elevada é assegurada com alta razão de

torque por inércia. A alta eficiência garante maior autonomia.

Diversas máquinas elétricas satisfazem grande parte desses requisitos, como as má-

quinas de corrente cont́ınua (MCC), as máquinas de indução (MI), as máquinas śıncronas

de ı́mãs permanentes (MSIP) e as máquinas de relutância variável [7–13].

O controle de MCC para aplicações em VE já é consolidado e tem implementação

simples, podendo ser realizado sem a utilização de eletrônica de potência. Entretanto,

a presença de comutadores e de escovas fazem com que manutenções frequentes sejam
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necessárias e limitam a velocidade máxima da máquina. O processo de comutação ainda

gera altos ńıveis de interferência eletromagnética. A baixa densidade de potência, a baixa

eficiência, o peso e o tamanho elevados são desvantagens para a aplicação de MCC em VE.

As MI apresentam eficiência elevada e maior densidade de potência que as MCC.

Manutenções são menos frequentes pela ausência de escovas e comutadores. Por outro

lado, o controle das MI é mais complexo. Sua principal desvantagem é a baixa eficiência

para pequenas cargas e faixa de velocidades de operação limitada [14,15].

As MSIP apresentam alta densidade de torque e potência e, consequentemente,

menor peso e volume. As perdas nas MSIP são reduzidas devido à ausência de enrola-

mentos no rotor promovendo menores perdas elétricas. Os imãs permanentes podem ser

colocados abaixo da superf́ıcie do rotor para gerar mais torque de relutância, o que au-

menta a robustez e capacidade de torque [16]. A alta capacidade de torque remete em

uma larga faixa de velocidades de operação. Contudo, por se tratarem de máquinas de

construção complexa em razão da necessidade de imãs permanentes no rotor, as MSIP têm

alto custo de produção e são senśıveis às altas temperaturas devido à presença de imãs

permanentes em sua estrutura.

As máquinas de relutância variável possuem como principais vantagens sua es-

trutura simples sem bobinas e materiais raros no rotor, o que diminui o custo, facilita

sua construção, aumenta a robustez, dispensao uso de escovas e de comutadores, oferece

a possibilidade de operação em altas temperaturas e com altas variações de temperatura

desde que esta variação seja limitada à classe de isolamento, apresenta alta confiabilidade

e tolerância a faltas, faixa de velocidades de operação larga, alta eficiência e alta densidade

de torque e potência, fazendo dos MRV fortes candidatos para aplicações em propulsão de

véıculos elétricos [17–21].

As principais desvantagens do MSIP para aplicações em tração de VE são o preço

e a presença de imãs permanentes. Por outro lado, os MI apresentam baixa densidade de

torque e potência. Com isso, os MRV surgem como uma alternativa para tais aplicações.

De modo geral, os MRV apresentam maior torque de partida, densidade de potência,

confiabilidade, vida útil, simplicidade de construção e o menor custo de produção [22].

Apesar das vantagens apresentadas, as máquinas de relutância variável dependem

de conversores eletrônicos para seu acionamento. Seu controle é complexo devido às não

linearidades apresentadas, além disso, os motores de relutância variável operam com uma

eficiência e fator de potência menor que os MSIP, pois suas perdas são mais elevadas. As

máquinas de relutância variável são máquinas elétricas com dupla saliência e caracteŕısticas

não lineares e por isto, estas máquinas apresentam um ńıvel alto de rúıdo acústico e grandes

ondulações no torque produzido, sendo estas as principais desvantagens desta máquina.



25

A mitigação destas desvantagens é alvo de estudos, podendo ser feita através de

técnicas de controle eletrônico ou modificações estruturais na máquina [23–25]. Os méto-

dos que realizam alterações de projeto consistem em manipular a estrutura da máquina

visando controlar o fluxo magnético concatenado pelas fases, fazendo com que a variação

de relutância durante os ciclos seja menor, resultando em menores ondulações de torque,

por outro lado, estas estratégias tendem a diminuir a faixa de velocidades de operação da

máquina pois diminuem a razão de torque por Ampère. Em contrapartida, o controle ele-

trônico visa diminuir as ondulações de conjugado manipulando um conjunto de parâmetros

de controle (corrente elétrica na fase, ângulo de acionamento, ângulo de desligamento e di-

ferença de potencial aplicada à fase) que regem o funcionamento da máquina de relutância

variável. Estes parâmetros podem ser controlados de forma direta ou indireta.

O principal objetivo deste trabalho é investigar diversos métodos de controle ele-

trônico de torque de motores de relutância variável, explicar em detalhes a implementação

destes métodos e compará-los em relação à eficiência do controle, de acordo com o ńıvel

de ondulação de torque, de modo a indicar qual técnica é mais adequada para cada faixa

de velocidades, além de expor como a minimização das ondulações de conjugado estão

relacionadas às perdas no núcleo, no cobre e por chaveamento.

Existem duas classificações de técnicas de controle eletrônico de torque para MRV,

o controle de torque instantâneo (CTI) e o controle de torque médio (CTM). Para cada

uma destas existem diversas técnicas de controle. Dentre as técnicas CTI, este trabalho

investiga o perfilamento de corrente através das funções de divisão de torque (FDT) mais

comuns na literatura, o controle direto de torque (CDT) e o controle direto de torque

instantâneo (CDTI). Além disso, a técnica de CTM intitulada controle direto de torque

médio (CDTM) é investigada.

Os trabalhos encontrados na revisão de literatura, em sua grande maioria, investi-

gam apenas um dos métodos nomeados acima. Grande parte dos trabalhos não contextu-

alizam a utilização do MRV. Alguns trabalhos fazem a comparação de até três técnicas ou

até mesmo de uma técnica CTI e uma CTM. As perdas são consideradas nestas compa-

rações com pouca frequência. Posto isto, a literatura é carente de trabalhos comparativos

para diversas técnicas em ambas as classificações de controle de conjugado (CTI e CTM)

que relacionem as perdas geradas por cada método de controle. Em vista disso, este

trabalho visa contribuir de forma didática com a apresentação de diversas técnicas de con-

trole de torque e de variantes destas estratégias de controle, considerando as perdas por

chaveamento, no núcleo magnético e no cobre do motor, demonstrando suas vantagens e

desvantagens e apontando situações para sua utilização.
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1.1 Organização do trabalho

No Caṕıtulo 2 apresentam-se os prinćıpios de funcionamento da máquina de re-

lutância variável, detalhando os seus modos de operação, o processo de modelagem da

máquina e os métodos de acionamento. Apresenta-se, também, uma análise das perdas

elétricas da máquina elétrica estudada. Ao final do caṕıtulo é apresentado o estado da

arte na literatura sobre os métodos de controle do MRV, contemplando o controle de

velocidade, controle de torque médio e controle de torque instantâneo.

Para o estudo de métodos de minimização de ondulações de torque para o MRV,

primeiramente é necessário entender o funcionamento dos sistemas de controle de velo-

cidade da máquina, também conhecidos nos véıculos elétricos como controle de cruzeiro.

No Caṕıtulo 3 apresenta-se um método de controle de velocidade para véıculos elétri-

cos através do controle da corrente elétrica do MRV que conta com variação dos ângulos

de acionamento do conversor eletrêonico de potência e pode operar em toda a faixa de

velocidades da máquina.

No Caṕıtulo 4 são tratados os métodos de controle de torque para um MRV trifá-

sico. São apresentados métodos de controle de torque médio e controle de torque instantâ-

neo. O método estudado para controle de torque médio é conhecido como controle direto

de torque médio. Já para o controle de torque instantâneo são apresentados três métodos

e algumas derivações destes métodos. Os métodos de CTI estudados são o controle direto

de torque adaptado do controle de máquinas de indução, o controle por perfilamento de

corrente através de funções de divisão de torque e o controle direto de torque instantâneo.

São ainda apresentadas técnicas de estimativa de torque médio e instantâneo que podem

ser utilizadas nos métodos de controle mencionados.

Os resultados das simulações computacionais são apresentados no Caṕıtulo 5. Pri-

meiramente os resultados do controle de velocidade em diversas velocidades são apresenta-

dos para demonstrar o comportamento da máquina em diferentes regiões de operação. Em

seguida, os resultados obtidos com a técnica de controle de torque médio - controle direto

de torque médio - são apresentados. Tanto o controle de velocidade quanto o CDTM são

capazes de trabalhar em toda a faixa de velocidades de operação da máquina de relutância

variável. Depois os resultados obtidos com as técnicas de controle de torque instantâneo

apresentadas no Caṕıtulo 4 são expostos e discutidos. Verificou-se que os métodos de

CTI não são aptos a trabalhar por toda a faixa de velocidades de operação da máquina

por causa da perda de regulação da corrente elétrica devido ao aumento da força contra

eletromotriz com o aumento da velocidade. Posteriormente é feita uma comparação entre

todos os métodos de controle estudados em relação à ondulação de torque produzida e

uma comparação em relação às perdas elétricas que ocorreram para cada caso. São es-
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colhidos três pontos de operação para mostrar as mudanças que ocorrem na produção de

ondulações de torque e nas perdas com o aumento da velocidade.

As análises feitas no Caṕıtulo 5 são utilizadas para sugerir quais métodos de

controle de torque devem ser utilizados de acordo com o ponto de operação do motor de

relutância variável.

As conclusões sobre este trabalho e as propostas para posśıveis trabalhos futuros

são apresentadas no Caṕıtulo 6 em conjunto com as publicações realizadas em periódicos

e anais de congresso.

No Anexo A são apresentados os dados do motor de relutância variável utilizado

neste trabalho.

No Anexo B, os modelos matemáticos usados nas simulações realizadas no aplica-

tivo computacional MATLAB/Simulink para os métodos de controle são apresentados.

No Anexo C são apresentados os resultados obtidos com os métodos de controle

estudados para duas condições de simulação. As condições são descritas em detalhes no

Caṕıtulo 5.
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Caṕıtulo 2

Estado da arte do controle de

motores de relutância variável

N
este caṕıtulo discute-se os conceitos fundamentais da máquina de relutância variável,

contemplando seus aspectos f́ısicos e de funcionamento, possibilitando ao leitor uma

compreensão sobre a mesma. Além disso, os modos de operação do MRV serão apresen-

tados juntamente com os prinćıpios de acionamento. Neste caṕıtulo também é realizada

uma revisão literária dos tópicos envolvidos neste estudo. Finalmente, nas considerações

finais são apresentadas as contribuições mais relevantes para o campo de estudos do MRV

para aplicação em véıculos elétricos.

2.1 Noções gerais sobre máquinas de relutância va-

riável

A máquina de relutância variável foi inicialmente projetada e constrúıda por volta

de 1842 para ser semelhante à máquinas a vapor da época, entretanto sua aplicação foi

descontinuada após o surgimento de motores elétricos com comutação. Os estudos sobre

as máquinas de relutância variável retornaram após a proposta da utilização do MRV em

aplicações que requerem velocidade variável no ano de 1969. Isso só foi posśıvel graças

à redução do custo de dispositivos eletrônicos de chaveamento rápido de alta potência e

ao desenvolvimento de uma nova geração de microprocessadores capazes de executar os

algoritmos de controle necessários para sua operação [16,26–28].

As máquinas de relutância variável são constitúıdas de um estator e um rotor

de material ferromagnético. Tanto o estator quanto o rotor possuem uma estrutura com

polos salientes, sendo que apenas o estator possui enrolamentos. O rotor de polos salientes
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Figura 2.1: Estrutura de um MRV 8/6 de quatro fases.

é constituido por aço laminado, dispensando a presença de materiais raros como imãs

permanentes [29]. A identificação destas máquinas é feita em função da quantidade de

polos presentes tanto to estator quanto no rotor, e.g. um MRV com 8 polos no estator e 6

polos no rotor é referida como um MRV 8/6. Na Figura 2.1 é mostrada uma representação

da estrutura f́ısica de um MRV 8/6 com 4 fases [26].

Para o devido funcionamento dos MRV, é necessário que o número de polos no

estator (Ns) seja par [29], enquanto que o número de polos no rotor (Nr) deve ser tal que

sempre existam pontos de desalinhamento entre os polos do rotor e do estator. A Equação

(2.1) e a Equação (2.2) determinam como deve ser calculado o número de polos presentes

no estator e rotor, respectivamente, onde k é o número de pares de polos e f é o número

de fases.

Ns = 2kf (2.1)

Nr = 2k(f ± 1) (2.2)

A operação das máquinas de relutância variável é fundamentada no prinćıpio da

relutância mı́nima, sendo assim, quando o enrolamento de uma das fases é energizado

cria-se um campo eletromagnético que interage com o material ferromagnético do rotor e

atrai o polo do rotor mais próximo até que os polos do rotor e estator se alinhem, posição

na qual a relutância de entreferro é mı́nima. A relutância de entreferro (<) de um circuito

magnético pode ser calculada com a Equação (2.3), onde F é a força magnetomotriz, φ

é o fluxo magnético concatenado pelas bobinas do estator, H é a intensidade do campo

magnético no entreferro, l é o comprimento do caminho magnético percorrido pelo fluxo

magnético, B é a densidade de fluxo magnético concatenado, A é a área de seção transversal

do caminho que o fluxo magnético concatenado percorre e µ é a permeabilidade magnética
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do material.

< =
F

φ
=
Hl

BA
=

l

µA
(2.3)

Geralmente a estrutura da máquinas, por apresentar um número diferente de

polos no rotor e no estator, faz com que o desalinhamento entre pelo menos um par de

polos ocorra de forma natural, desta forma, quando um par de polos do estator se alinha

com um par de polos do rotor, os outros polos se desalinham. Quando outros polos do

estator são energizados os polos do rotor são dirigidos a um novo ponto de alinhamento.

Desta maneira, com o acionamento sequencial das bobinas do estator, é posśıvel produzir

movimento rotacional [30].

Na escolha da topologia do MRV são considerados o conversor eletrônico de po-

tência utilizado e a aplicação a ser realizada. Para aplicações que requerem produção de

torque menos ondulatório ou quantidade de rúıdo acústico reduzida, um número maior de

fases faz com que a frequência de acionamentos aumente, o que resulta em menores on-

dulações na tensão e corrente elétrica, e consequentemente menores ondulações no torque

eletromagnético produzido. Em contrapartida, o custo do conversor é elevado com um

aumento no número de fases do MRV [29]. O número usual de fases em um MRV é 3.

O funcionamento da máquina de relutância variável como motor ou gerador de-

pende do momento de acionamento da fase. Por se tratar de uma máquina com dupla

saliência, a relutância e a indutância variam de acordo com a posição do rotor. Para o fun-

cionamento como motor, o peŕıodo de condução da fase (θcondução) deve ocorrer enquanto

a indutância na fase estiver crescendo, ou seja, o acionamento deve ocorrer enquanto os

polos do rotor e estator estão em processo de alinhamento. Já para o funcionamento como

gerador, o peŕıodo de condução da fase deve estar contido no intervalo em que a indutância

da fase estiver decrescendo, ou seja, enquanto os polos do rotor e estator estão em processo

de desalinhamento. Na Figura 2.2 são apresentados os momentos de acionamento para os

modos motor e gerador de uma máquina de relutância variável genérica, em que Lmax é

a indutância máxima, que ocorre quando os polos estão alinhados e Lmin é a indutância

mı́nima, que ocorre quando os polos estão desalinhados.

Quando comparadas com as principais máquinas utilizadas na indústria atual-

mente, os motores de relutância variável apresentam a vantagem da possibilidade de com-

binações de alta potência de sáıda com alta eficiência que não é usuail nos demais tipos de

máquinas elétricas. A combinação da presença de enrolamentos apenas no estator, ausên-

cia de materiais raros e estrutura mecânica simples implicam em baixo custo de produção.

Oferecem ainda uma variedade e qualidade de controle de velocidade e torque normalmente

encontrada somente nos melhores motores de corrente cont́ınua. Apresentam alto torque
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Figura 2.2: Perfil de indutância com indicação do modo de operação de acordo com o
momento de acionamento.

de partida e razão torque/Ampère elevada. A máquina é robusta e possui grande tolerân-

cia a faltas graças ao isolamento mecânico entre as fases, além de poder operar mesmo na

presença de faltas caso a máquina possua três ou mais fases [31,32]. O acionamento pode

ser feito em uma larga faixa de velocidades e em ambientes com altas variações de tempe-

ratura [18,27,29,33]. Por outro lado, existem desvantagens que são inerentes às máquinas

de relutância variável em razão de sua estrutura f́ısica e acionamento intermitente como

por exemplo rúıdo acústico, ondulações no conjugado produzido e vibrações.

Considerando as vantagens supracitadas, diversas aplicações emergiram no cenário

industrial desde o momento em que as máquinas de relutância variável voltaram a ser

estudadas, no fim da década de 60. Na Tabela 2.1 são destacadas algumas destas aplicações

[29,33].

Atualmente as pesquisas acerca de aplicações com máquinas de relutância variável

estão focadas em aplicações que requerem operação em uma larga faixa de velocidades

[34–36], em aplicações aeroespaciais [37, 38], em sistemas de aerogeração [39, 40] e em

véıculos elétricos [9, 17,41,42].

2.2 Prinćıpio de funcionamento

2.2.1 Caracteŕısticas elétricas

A Equação (2.4) pode ser escrita em função da posição angular do rotor θ se a

variação angular em razão da velocidade relativa entre os polos do rotor e do estator for
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Tabela 2.1: Aplicações de máquinas de relutância variável.
Produtos Companhia

Unidade de mineração British Jeffrey Diamond
Unidades de impressão Hewlett-Packard

Tratadores de ar A. O. Smith
Empilhadeiras Radio Energie

Centŕıfugas Beckman Instruments
Acionamento de VE Aisin Seiki

Controle de cruzeiro automotivo DANA Corp
Máquinas de lavar Emerson, SRDL

Bombas e controle de movimento Emotron A/b
Tratamento de pisos Ametek Lamb Electric

Motores de alta velocidade AMC NEC, Densei
Motores de alta potência e baixa velocidade Elektro Magnetix Ltd.
Acionadores Industriais de propósito geral Oulton, Task Drives

Portas elétricas Besam A/b
Compressores Compare Broomwade

Máquinas de tecelagem Picanol

considerada na Equação (2.3).

<(θ) =
l(θ)

µ(θ)A(θ)
(2.4)

A relutância do circuito magnético tem relação direta com a indutância e pode

ser calculada por (2.5), onde L(θ) é a indutância em função da posição do rotor e N é o

número de espiras presentes no enrolamento do estator.

<(θ) =
N2

L(θ)
(2.5)

Para derivar o modelo matemático do MRV, algumas simplificações são feitas: 1)

O acoplamento magnético entre fases é considerado despreźıvel; 2) Perdas por histerese e

correntes parasitas são desconsiderados; 3) A resistência da fase é considerada constante;

4) A indutância depende da posição do rotor e da corrente elétrica.

Com estas simplificações pode-se obter o circuito elétrico equivalente de uma fase

da máquina de relutância variável (Figura 2.3) em função da tensão de alimentação da

fase k (Vk), resistência elétrica do enrolamento da fase (Rk), indutância do enrolamento

da fase (Lk) e corrente elétrica que circula na fase (ik). Aplicando-se a segunda lei de

Kirchhoff (lei das malhas) e omitindo as notações para o domı́nio do tempo (t) pode-se

derivar a Equação (2.6), onde λk é o fluxo magnético concatenado pela fase.
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Figura 2.3: Circuito equivalente de uma fase.

Vk = ikRk +
dλk(θ, ik)

dt
(2.6)

O fluxo magnético concatenado pela fase k é dado por

λk(θ, ik) = Lk(θ, ik)ik , (2.7)

sendo que a indutância Lk varia de acordo com a posição (devido à variação de relutância)

e com a magnitude da corrente elétrica (devido à saturação magnética).

Substituindo a Equação (2.7) na Equação (2.6), pode-se derivar uma equação da

tensão na fase extendida (Equação (2.8)) como é demonstrado a seguir.

Vk = ikRk +
dλk(θ, i)

dt
=ikRk + Lk(θ, ik)

dik
dt

+ ik
d(Lk(θ, ik))

dt

=ikRk + Lk(θ, ik)
dik
dt

+ ik
dθ

dt

d(Lk(θ, ik))

dθ

=ikRk + Lk(θ, ik)
dik
dt

+ ikω
d(Lk(θ, ik))

dθ

(2.8)

Na Equação (2.8), a velocidade mecânica do rotor é dada pela variação de posição

do rotor com o tempo: ω = dθ
dt

. Além disso, percebe-se que a tensão na fase é composta

por três termos. O primeiro termo se refere à queda de tensão elétrica na resistência da

fase, o segundo termo se refere à queda de tensão na indutância da fase e o terceiro termo

se refere à força contra eletromotriz da fase (ek). A Equação (2.9) destaca a força contra

eletromotriz e facilita a percepção do seu aumento com o crescimento da velocidade, sendo

necessária uma maior tensão de alimentação para que a máquina elétrica alcance maiores

velocidades de rotação.

ek = ikω
dLk(θ, ik)

dθ
(2.9)
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2.2.2 Produção de torque

Como discutido anteriormente, a indutância da fase varia de acordo com a posição

do rotor. O perfil de indutância para uma fase de uma máquina de relutância variável

genérica ideal é destacado na Figura 2.4(a). Os ângulos destacados no eixo das abscissas

referem-se à posição relativa entre um polo do rotor e um polo do estator, sendo a posição

de ińıcio de alinhamento (θia), posição alinhada (θa), posição de ińıcio de desalinhamento

(θid) e posição desalinhada (θd). Estas posições, juntamente com sua respectiva indutância,

estão também demarcadas na estrutura f́ısica do motor na Figura 2.4(b).

iaq

Lmax

Lmin

q
aq idq dq

posição
alinhada

posição
desalinhada

posição
desalinhada

L(q)

(a)

B

C

D

A

B

C

D

’

’

’

’

A

Lmax L
min

d

aq q

ia
q

qid

(b)

Figura 2.4: Variação de indutância de acordo com a posição angular do rotor: a) Perfil
de indutância para um ciclo elétrico de uma fase da máquina de relutância variável; b)
Estrutura f́ısica de um MRV 8/6 com demarcação das principais posições do rotor (θa, θid,
θd e θia).

Durante o acionamento de uma fase do MRV uma certa quantidade de fluxo

magnético é concatenado pela mesma fase. A quantidade de fluxo magnético concatenado

depende da corrente elétrica que passa pela fase e da posição do rotor (pois o circuito

magnético varia de acordo com a posição). As curvas de fluxo magnético concatenado

em função da corrente elétrica são conhecidas como curvas de magnetização e podem ser

utilizadas para a modelagem da máquina de relutância variável como será apresentado

na seção 2.2.4. Na Figura 2.5(a) são mostradas as curvas de magnetização para o MRV

utilizado para o presente estudo. Para baixos valores de corrente elétrica, a máquina de

relutância variável trabalha sem saturação magnética, entretanto, em geral as máquinas

de relutância variável operam na região onde ocorre saturação. Na Figura 2.5(a) ainda são

mostrados os ângulos de alinhamento, desalinhamento e dois ângulos intermediários (θ1 e

θ2).

Na Figura 2.5(b) pode-se observar a curva de magnetização tomada para o ângulo

θ1. Para uma corrente elétrica I há um fluxo magnético λ1 concatenado com a bobina
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Figura 2.5: Representação gráfica da variação de coenergia: a) Fluxo magnético concate-
nado de acordo com a posição angular do rotor e a intensidade da corrente elétrica na fase;
b) Energia magnética e coenergia para acionamento no ângulo θ1; c) Energia magnética e
coenergia para acionamento no ângulo θ2; d) Variação de coenergia entre os ângulos θ1 e
θ2.

A. Neste caso, a energia elétrica aplicada no enrolamento é armazenada como energia

magnética (seção hachurada limitada pelos pontos Oλ1P1). A energia magnética (Wf )

armazenada pode então ser calculada como [30]:

Wf =

∫ t

0

vkikdt =

∫ t

0

dλk
dt

ikdt =

∫ λ1

0

ikdλk (2.10)

A área hachurada limitada pelos pontos OP1I representa uma grandeza definida

como coenergia (Wc). A coenergia não tem significado f́ısico, entretanto, uma variação

da coenergia é igual ao trabalho mecânico realizado pela máquina naquele peŕıodo. A
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coenergia pode ser calculada como:

Wc =

∫ I

0

λkdik (2.11)

Se em seguida a posição do rotor variar para θ2, como na Figura 2.5(c), pode-se re-

calcular a energia magnética (região hachurada limitada pelos pontos Oλ2P2) armazenada

e a coenergia (região hachurada limitada pelos pontos OP2I).

Desta maneira, pode-se calcular a variação de coenergia, i.e. o trabalho mecânico

realizado, para levar o rotor da posição θ1 para a posição θ2. Na Figura 2.5(d) é posśıvel

observar esta variação na área hachurada limitada pelos pontos OP1P2. A variação da

energia elétrica (We) aplicada pode ser calculada pela Equação (2.12), sendo L1 e L2 as

indutâncias da fase nas posições θ1 e θ2 para a corrente elétrica I respectivamente.

∆We =

∫
vkikdt =

∫
dλk
dt

ikdt = ik(λ2 − λ1) = (L2 − L1)i
2
k (2.12)

Considerando variação na região linear da curva de magnetização, a variação de

coenergia é igual a metade da variação de energia elétrica aplicada à fase (Equação (2.13)).

∆Wc =
1

2
(L2 − L1)i

2
k (2.13)

O torque eletromagnético médio (T̄ ) produzido para uma corrente elétrica ik é

dado por:

T̄ =
∆Wc

∆θ
=

1

2
i2k

∆L

∆θ
(2.14)

Considerando-se variações infinitesimais, pode-se calcular o torque eletromagné-

tico instantâneo (Te) como:

Te =
∂Wc(ik, θ)

∂θ
=

1

2
i2k
δL(ik, θ)

δθ
(2.15)

Observando a Equação (2.15) pode-se inferir que: 1) A produção de torque não

depende do sentido da corrente elétrica na fase, mas sim de sua amplitude; 2) O sentido

do torque produzido depende da derivada da indutância em função da posição do rotor. A

indutância, por sua vez, depende da corrente elétrica e da posição do rotor; 3) Tendo em

vista os itens anteriormente mencionados, percebe-se que a máquina de relutância variável

pode operar nos quatro quadrantes do plano torque-velocidade.

Devido à natureza do funcionamento dos MRV, ocorrem variações no conjugado
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produzido. Estas variações de conjugado são conhecidas como ondulações de torque. Uma

das formas de mensurar esta grandeza é através do cálculo da razão entre a variação

máxima de torque produzido e o torque médio em um dado peŕıodo de tempo (Equação

2.16).

Tondulação =
max(Te)−min(Te)

T̄
(2.16)

2.2.3 Modos de operação

A Equação (2.15) mostra que é posśıvel operar a máquina de relutância variável

nos quatro quadrantes do plano torque-velocidade [8, 43]. Os quatro quadrantes podem

ser visualizados na Figura 2.6. Nos quadrantes I e III ocorre a operação da máquina de

relutância variável como motor, enquanto nos quadrantes II e IV ocorre a operação como

gerador.

Tmax

min

w(rpm)

T(N.m)

wmax

T

wmin

Potência
constante

Potência
constante

Torque
constante

Torque
decaindo

Torque
decaindo

III

IVIII

0

Figura 2.6: Plano torque-velocidade de operações para MRV.

Para a operação nos quatro quadrantes devem ser feitas duas considerações: Os

ângulos de acionamento devem mudar de acordo com a operação motora ou geradora para

que o acionamento ocorra no momento adequado do perfil de indutância; a sequência de

excitação deve mudar de acordo com o sentido de rotação (horário ou anti-horário) [44].

Além dos quatro modos de operação determinados pelo sentido de rotação em

conjunto com o torque mecânico, as máquinas de relutância variável ainda contam com

diferentes operações de acordo com sua velocidade de operação.

Como destacado pela Equação (2.9), com o aumento da velocidade a força contra

eletromotriz aumenta, sendo necessários maiores valores de tensão para a regulação da

corrente elétrica na máquina. A velocidade pode crescer até que a força contra eletromotriz
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Figura 2.7: Operação no modo motor com histerese de corrente abaixo da velocidade de
base e com pulso único de tensão acima da velocidade de base.

se iguale à tensão de excitação da máquina e a mesma perca a capacidade de regulação de

corrente elétrica. Esta velocidade é conhecida como velocidade de base (ωb). Abaixo da

velocidade de base, ainda é posśıvel regular a corrente elétrica na máquina e o acionamento

é feito por histerese de corrente. Por outro lado, acima da velocidade de base, já não é

mais posśıvel regular a corrente elétrica, então o acionamento é feito por pulso único de

tensão (Figura 2.7).

Para o acionamento apropriado, deve-se definir o ângulo de acionamento θon e

o ângulo de desligamento θoff . Tanto para a operação por histerese de corrente quanto

para a operação por pulso único de tensão, o ângulo de acionamento é aquele em que é

iniciada a excitação da fase e o ângulo de desligamento é o ângulo em que a fase deve ser

desmagnetizada.

2.2.4 Modelagem matemática de uma máquina de relutância va-

riável

A modelagem matemática da máquina de relutância variável compreende a parte

elétrica, que pode ser representada pela Equação (2.6), e a parte mecânica que pode ser

representada pela Equação (2.17), em que Tmec é o torque mecânico, B é a constante de

viscosidade e J é o momento de inércia.

Tmec = Te −Bω − J
dω

dt
(2.17)

Observando-se as equações (2.6), (2.11), e (2.15) é posśıvel perceber que para a

modelagem computacional é necessário conhecer a relação existente entre o fluxo magnético
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Figura 2.8: Modelo completo para simulação numérica de uma máquina de relutância
variável

concatenado, a corrente elétrica de excitação da fase e a posição do rotor [45]. Uma das

formas de obtenção desta relação é a obtenção das curvas de magnetização da máquina de

relutância variável estudada. Estas curvas podem ser obtidas de três maneiras: cálculos

por elementos finitos, aproximações anaĺıticas ou por medidas experimentais. Para se

utilizar o método de elementos finitos são necessários dados construtivos de fabricação da

máquina como caracteŕısticas magnéticas dos materiais, dimensões dos polos e número

de espiras dos enrolamentos [46]. A utilização de curvas anaĺıticas por sua vez retornam

um resultado com erros de aproximação [47]. Neste trabalho, o método adotado foi o

proposto por Barros, T. A. S. et al. [45]. A máquina de relutância variável têm seu rotor

bloqueado em diferentes posições, variando desde o ângulo de alinhamento até o ângulo de

desalinhamento, e a corrente elétrica é variada para que as curvas de magnetização λ(ik, θ)

sejam determinadas. Desta forma, o modelo completo da máquina obtido é mostrado na

Figura 2.8.

As duas tabelas de consulta do modelo (I(λk, θ) e Tk(Ik, θ)) são obtidas a partir

das curvas de magnetização (Figura 2.5(a)) através do método destacado em [48, 49]. As

tabelas de consulta são apresentadas na Figura 2.9: I(λk, θ) na Figura 2.9(a) e Tk(Ik, θ) na

Figura 2.9(b). No Anexo B é apresentado o modelo utilizado para a simulação no software

MATLAB/Simulink.

2.3 Acionamento de máquinas de relutância variável

O acionamento das máquinas de relutância variável requer um conversor eletrônico

graças ao seu prinćıpio de funcionamento. A topologia clássica utilizada é conhecida como
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Figura 2.9: Tabelas de consulta obtidas a partir das curvas de magnetização. a) Ik(λk, θ);
b) Te(Ik, θ)

meia ponte assimétrica (em inglês: asymmetric half-bridge - AHB) [27, 29, 33] e requer

duas chaves de potência e dois diodos de potência para sua construção. Na literatura exis-

tem outras topologias de conversores utilizados para o acionamento. Em [50] foi proposta

uma nova topologia de baixo custo para aplicações que demandam velocidade variável, en-

tretanto esta topologia requer um capacitor de recuperação para operação como gerador.

Em [51] é feito um rearranjo dos componentes usados para o conversor AHB. Outros au-

tores propõem diferentes topologias para aplicações em véıculos elétricos que possibilitam

diferentes modos de recarga e descarga dos VE [52–55] ou ainda operação com multińıvel

de tensão [56,57].

O circuito esquemático de um conversor eletrônico de potência em meia ponte assi-

métrica trifásico é apresentado na Figura 2.10. Esta topologia pode ser aplicada a qualquer

número de fases e viabiliza a operação nos quatro quadrantes do plano torque-velocidade,

o que é essencial para aplicações como sistemas de propulsão de véıculos elétricos [7]. O

conversor AHB permite que a tensão nas fases da máquina seja controlada de forma inde-

pendente, sendo posśıvel aplicar três ńıveis de tensão à fase de acordo com o estado das

duas chaves de potência.

T1k-1

T2k-1

D1k-1

D2k-1

VCC
Fase

k-1

Fase

k

Fase

k+1

DCC 1T k

2T k

1D k

2D k

T1k+1

T2k+1

D1k+1

D2k+1

MRV

Figura 2.10: Circuito esquemático do conversor eletrônico de potência em meia ponte
assimétrica para acionamento de um MRV trifásico.

Na Figura 2.11 são mostrados os posśıveis estados de tensão aplicados às fases
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Figura 2.11: Estados de funcionamento de um conversor AHB: a) Magnetização ou estado
positivo (1); b) Roda livre ou estado nulo (0); c) Desmagnetização ou estado negativo (-1).

do MRV. Caso duas chaves de potência estejam conduzindo, tensão positiva é aplicada

à fase caracterizando o estado positivo (1) ou magnetização (Figura 2.11(a)). Se apenas

uma das chaves de potência estiver conduzindo, tensão nula será imposta à fase e irá fluir

corrente elétrica no circuito formado pela chave de potência que estiver ligada, um diodo

de roda livre e o enrolamento da fase, caracterizando o estado nulo (0) ou roda livre (Fi-

gura 2.11(b)). Finalmente, caso as duas chaves de potência estejam desabilitadas, tensão

negativa será aplicada à fase, caracterizando o estado negativo (-1) ou desmagnetização

(Figura 2.11(c)).

O controle por histerese de corrente pode ser implementado de duas formas de

acordo com o modo em que a troca de estados de tensão nas fases é feita. Existem as

técnicas de hard-chopping e soft-chopping [29]. Para a técnica de soft-chopping, apenas

uma das chaves de potência é comutada durante o peŕıodo de condução da fase enquanto

a outra é mantida ligada. Já na técnica de hard-chopping as duas chaves são comutadas

simultaneamente, desta maneira a fase é desmagnetizada rapidamente e ocorrem maiores

variações no torque produzido.

Para o controle por pulso único de tensão, não existe uma corrente elétrica de

referência, e as chaves de potência são mantidas ligadas por todo o peŕıodo de condução

até que o ângulo do rotor atinja o ângulo de desligamento do MRV (θoff ) seja atingido.

Neste momento aplica-se o estado de desmagnetização.

A escolha dos ângulos de acionamento tem grande influência no desempenho do

método de controle empregado. Algumas pesquisas são focadas na influência destes ân-

gulos sobre o acionamento da máquina [58–61]. A seleção dos ângulos pode ser feita com

objetivos diferentes, como por exemplo maximizar a eficiência ou minimizar as ondula-

ções de torque. Grande parte dos estudos apresentam otimizações visando minimizar as
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ondulações no conjugado e as perdas no cobre [62–65], poucos trabalhos apresentam oti-

mizações que consideram as perdas no núcleo devido à grande dificuldade apresentada

para aferir esta grandeza [66–69]. O cálculo das perdas no núcleo podem ser modeladas

a partir de técnicas de elementos finitos [68] ou pode-se realizar o cálculo analiticamente

reescrevendo-se o termo correspondente às perdas por correntes parasitas da equação de

Steinmetz em função da derivada da densidade de fluxo magnético concatenado [67, 70].

Quando o objetivo não é o de retornar o valor exato das perdas, mas sim indicar o método

que retorna o maior ńıvel de perdas em dado ponto de operação, pode-se medir o fluxo

magnético concatenado máximo em tal ponto [66]. Esta grandeza atua como um ı́ndice

de perda que pode ser utilizado em comparações.

Quando o acionamento é feito em baixas velocidades, no começo do peŕıodo de

condução o valor da indutância da fase é praticamente constante, consequentemente, pouco

torque é produzido. Quando os polos do estator e do rotor começam a se sobrepor, a pro-

dução de torque aumenta e quando a posição supera o ângulo de desligamento, uma tensão

elétrica negativa deve ser aplicada à fase para garantir que a corrente elétrica seja nula

antes do começo do decaimento da indutância. O fluxo magnético concatenado aumenta

de forma constante por causa da variação aproximadamente linear da indutância. No fim

da comutação das fases o fluxo magnético concatenado retorna a zero com a aplicação de

tensão negativa à fase. As formas de onda da indutância, corrente elétrica e tensão na fase

para este tipo de acionamento são mostradas na região à esquerda na Figura 2.7.

Se o acionamento for feito em altas velocidades a força contra eletromotriz é

elevada e a tensão de alimentação já não é mais suficiente para a histerese de corrente

(vide equação (2.8)). No ińıcio da condução a corrente elétrica cresce pois existe tensão

elétrica aplicada à fase após o ângulo de acionamento (θon). A força contra eletromotriz

também cresce de acordo com o crescimento da indutância e da corrente elétrica na fase.

Em certo ponto, a força contra eletromotriz se torna o termo predominante da equação

(2.8) e a corrente elétrica começa a diminuir para que a soma dos componentes da equação

se mantenha igual ao valor da tensão aplicada à fase (Vk). Quando a posição do rotor (θ)

se iguala ao ângulo de desligamento (θoff ) é aplicada tensão negativa para que a corrente

elétrica decresça. Por efeito da grande velocidade de rotação, a corrente elétrica pode não

retornar ao zero antes do perfil de indutância começar a decrescer e a produção de torque

negativo pode ocorrer. Este fenômeno deve ser evitado. As formas de onda da indutância,

corrente elétrica e tensão na fase para este tipo de acionamento são mostradas na região

à direita na Figura 2.7.
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2.4 Perdas elétricas na máquina de relutância variá-

vel

Para máquinas elétricas, a eficiência (η) pode ser calculada como a razão entre a

potência de entrada (Pin) e a potência de sáıda (Pout) como mostrado na Equação (2.18).

η =
Pout
Pin

(2.18)

A potência na sáıda do motor é a potência mecânica e pode ser calculada pelo

produto do torque médio produzido no eixo pela velocidade angular de rotação do eixo:

Pout = T̄ ω (2.19)

A potência na entrada da máquina deve ser igual a potência na sáıda mais as

perdas que ocorreram durante a conversão eletromecânica. Neste trabalho consideram-se

as perdas no cobre (PCu), as perdas no ferro (PFe) e as perdas por chaveamento (PSw).

Estas perdas são comentadas nas subseções posteriores.

2.4.1 Perdas no cobre

As perdas elétricas no cobre dependem diretamente do valor da corrente elétrica

eficaz que circula nos enrolamentos do estator da máquina e têm grande influência na

eficiência da máquina durante a operação em baixas velocidades. O cálculo das perdas no

cobre é dado por:

PCu = NkRkI
2
k rms, (2.20)

onde o ı́ndice rms indica o valor eficaz da grandeza e Nk é o número de fases. A corrente

eficaz na fase k pode ser calculado por:

Ik, rms =

√
1

τ

∫ τ

0

i2kdt, (2.21)

onde τ é o peŕıodo de um ciclo elétrico da fase em questão.
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2.4.2 Perdas no ferro

As perdas elétricas no ferro ocorrem em todo o material magnético e são constitúı-

das essencialmente pelas perdas por histerese e as perdas por correntes parasitas, podendo

então ser relacionadas com o valor máximo de fluxo magnético concatenado no ciclo elétrico

da fase. Alguns trabalhos fazem a modelagem das perdas no núcleo baseada em análise

de elementos finitos [46, 68], enquanto que em outros são empregados modelos anaĺıticos

que fazem uma aproximação a partir de dados experimentais [67]. Uma das posśıveis

aproximações, baseada na fórmula de Steinmetz, é exposta na Equação (2.22) [70], onde

ch é o coeficiente de histerese, fc é a frequência de colapso, ce é o coeficiente de perda por

correntes parasitas, a e b são coeficientes determinados pelas curvas de perda da máquina

e devem ser fornecidos pelo fabricante e B é a densidade de fluxo magnético concatenado.

PFe = chfcB
a+bB + ce

(
dB

dt

)2

(2.22)

Vale notar que as perdas no ferro ganham relevância com o aumento de velocidade

devido ao aumento da frequência dos ciclos elétricos na máquina [71].

2.4.3 Perdas no conversor eletrônico de potência

O funcionamento do MRV está atrelado à utilização de um conversor eletrônico de

potência. Sendo assim as perdas elétricas no conversor devem ser consideradas na análise

de perdas. Estas perdas podem ser divididas em perdas por chaveamento e perdas por

condução.

As perdas médias por condução (Pc) podem ser estimadas por [72]:

Pc =
1

∆t

∫ t0

t1

pc(t)dt, (2.23)

onde pc(t) é a potência instantânea sobre as chaves de potência e ∆t é a diferença entre o

tempo final (t1) e inicial (t0) da condução.

Para o conversor AHB as perdas por condução devem considerar tanto as chaves de

potência quanto os diodos de potência bem como o número de fases presentes no arranjo.

Quando ocorre comutação em uma chave de potência, o tempo de resposta para

a entrada em condução e em bloqueio são diferentes. Ao se calcular as perdas por chavea-

mento deve-se considerar este fato. Os diodos de potência apresentam perdas de entrada

em condução e de recuperação reversa. Sendo assim, as perdas nas chaves de potência e
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diodos (Pch) do conversor AHB podem ser calculadas através da expressão (2.24), onde Pon

é a perda durante a entrada em condução das chaves de potência, Poff é a perda durante

o bloqueio das chaves de potência e Pd representa as perdas dos diodos de potência.

Pch = Pon + Poff + Pd (2.24)

Posto isso, as perdas totais no conversor AHB (PAHB) são dadas por:

PAHB = Pc + Pch (2.25)

2.5 Estado da arte sobre controle de motores de re-

lutância variável

Nesta seção realiza-se uma revisão sobre as principais técnicas de controle para

motores de relutância variável. São abordadas as técnicas simples de controle de velo-

cidade, diferentes técnicas de controle de torque médio e instantâneo em conjunto com

estudos sobre perdas elétricas.

2.5.1 Controle de velocidade

O controle de velocidade em véıculos elétricos também é conhecido como controle

de cruzeiro. Os parâmetros que podem ser utilizados para o controle de máquinas de

relutância variável são a corrente elétrica na fase (ik), o ângulo de acionamento (θon), o

ângulo de desligamento (θoff ) e a tensão de excitação aplicada à fase (Vk).

O controle clássico de velocidade apresenta ângulos de comutação fixos e emprega

um controlador proporcional e integral (PI) que trata um erro de velocidade para gerar um

sinal de referência de corrente elétrica como é mostrado na Figura 2.12 [73]. Sabendo que

os ângulos de acionamento têm grande influência no acionamento e controle das máquinas

de relutância variável, atualmente são considerados não só a corrente elétrica de referência

para o controle, mas também os ângulos de acionamento.

A escolha dos ângulos de acionamento pode ser feita com a utilização de inteli-

gência artificial ou com controladores PI convencionais. A lógica de controle Fuzzy pode

ser empregada para fazer a seleção dos ângulos de acionamento e da corrente elétrica de

referência [74, 75]. Algoritmos genéticos também podem ser aplicados com o mesmo in-

tuito [76], entretanto tanto as técnicas Fuzzy quanto as técnicas que utilizam algoritmos

genéticos e suas variações requerem um treinamento off-line. Outros casos encontrados
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Figura 2.12: Diagrama de blocos do controle de velocidade para um MRV.

na literatura utilizam diferentes métodos de otimização para encontrar os ângulos ótimos

para cada velocidade de operação como a técnica de otimização por múltiplas ligações

(many optimizing liaison - MOL) [77], o algoritmo de busca gravitacional (gravitational

search algorithm - GSA) [77] ou ainda casos h́ıbridos das duas técnicas mencionadas [78].

Estas técnicas de otimização necessitam simulações massivas para serem implementadas

e considerando que cada MRV é único, novos testes devem ser realizados para cada nova

topologia e fabricante da máquina, tornando a implementação em massa inviável.

Pode-se encontrar casos onde os ângulos e/ou a corrente elétrica são calculados

em tempo real, como em [61,79], em que o ângulo de acionamento é dado por:

θon = θo −
ωLu,kImax
VCC,k

, (2.26)

onde θo é o ângulo no qual o torque começa a ser produzido, ω é a velocidade de rotação

do eixo da máquina, Lu,k é a indutância da fase k quando os polos desta fase estão desa-

linhados, Imax é a corrente elétrica máxima que a fase deve atingir durante aquele ciclo e

VCC,k é a tensão de alimentação imposta à fase k. O ângulo de desligamento é dado por:

θoff =
θext + θon

2
+

c

ωImax
, (2.27)

onde θext é o ângulo em que a corrente elétrica da fase se extingue e c é uma constante de

compensação determinada pelo projetista.

2.5.2 Controle de torque médio (CTM)

A principal caracteŕıstica das técnicas de controle de torque médio (CTM) é a de

manter um valor constante de corrente elétrica durante cada ciclo elétrico. Sendo assim a

principal tarefa do controlador é ajustar as variáveis de controle (θon, θoff e i∗) para cada
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ponto de operação (T, ω) do plano torque-velocidade.

A estrutura básica de um CTM é mostrada no diagrama de blocos da Figura 2.13.
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Figura 2.13: Controle de torque médio em malha fechada

Na literatura existem duas formas para a implementação do controle de torque

médio [80]. Mantendo-se os ângulos de acionamento constantes e variado-se apenas a

corrente elétrica de referência em cada ciclo ou variando-se todos os parâmetros de controle.

Não variar os parâmetros de controle acarreta em baixo custo para a implementa-

ção do sistema, mas limita a região de operação e não possibilita a otimização de eficiência.

Quando todas os parâmetros de controle podem ser alterados a estrutura do controlador

fica mais complexa e cara, porém a otimização é posśıvel e a operação pode cobrir todo o

intervalo posśıvel de variação de velocidade da máquina.

Os estudos sobre CTM estão focados em métodos que possibilitam variar em

tempo real todos os parâmetros de controle. Esta variação pode ser feita em operação,

através de fórmulas e controladores [81–83] ou algoritmos genéticos [84], ou fora de opera-

ção através de tabelas de consulta [25,80,85].

2.5.3 Controle de torque instantâneo (CTI)

A maior diferença entre o controle de torque instantâneo (CTI) e o CTM é que

para o CTI a corrente elétrica deve ser regulada a cada peŕıodo de amostragem enquanto no

CTM a corrente elétrica é mantida constante durante todo o peŕıodo de excitação. Sendo

assim, o torque deve ser medido ou estimado novamente a cada peŕıodo de amostragem

[16,84].

Outro fator importante é a zona de aplicação reduzida do CTI em relação ao

CTM. Enquanto o CTM pode ser aplicado em toda a faixa de velocidades de operação, o

CTI só pode ser implementado enquanto é posśıvel fazer com que a corrente elétrica siga
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uma determinada referência com baixo erro. Isto se torna impraticável com o aumento

da velocidade pois o aumento da força contra eletromotriz faz com que a corrente elétrica

não possa mais alcançar determinados valores.

Existem três técnicas de CTI predominantes na literatura, cada uma com suas

derivações, sendo elas o Controle Direto de Torque (CDT), o perfilamento de corrente

através de Funções de Divisão de Torque (FDT) e o Controle Direto de Torque Instantâneo

(CDTI).

A técnica de CDT para MRV é baseada na técnica de controle direto de torque

das máquinas de indução e apresenta dinâmica simples e robusta [86,87]. O CDT pode ser

adaptado para o MRV com qualquer número de fases, entretanto, na literatura encontram-

se mais trabalhos contemplando máquinas com três ou cinco fases. Poucos trabalhos

apresentam o CDT para máquinas com quatro fases. Esta técnica não utiliza o controle de

corrente elétrica mas sim controla diretamente o torque através da aplicação de diferentes

vetores de estado de tensão de acordo com erros de torque e fluxo magnético concatenado

[88–96]. A implementação do CDT será mais detalhada à frente, na seção 4.2.3.

O perfilamento de corrente consiste em controlar a corrente elétrica fazendo com

que a mesma siga o valor de referência desejado. Esta referência de corrente elétrica

é gerada com o objetivo de minimizar as ondulações de torque ou ainda de maximizar

a eficiência do sistema. Algumas técnicas de perfilamento de corrente são baseadas em

análise de sistemas finitos [8, 97], outros métodos são baseados em gerar uma corrente

elétrica de referência a partir do perfil de torque com as chamadas funções de divisão e

torque (FDT). Tais FDT podem ser geradas e/ou compensadas em operação [63,98,99] ou

fora de operação [31,62,64,100–105]. As funções de divisão de torque são responsáveis por

dividir o torque igualmente entre as fases e podem apresentar diferentes formas. As formas

mais comuns encontradas na literatura são a linear, a senoidal, a cúbica e a exponencial [63,

64] outros casos fazem modificações destas FDT com técnicas de otimização com diferentes

objetivos [102–104,106].

O controle direto de torque instantâneo foi primeiramente proposto por Inderka

[24]. O sistema de controle de malha fechada utiliza uma combinação de controladores

por histerese de corrente de malha dupla para gerar os sinais de acionamento de cada fase,

formando uma máquina de estados que determina os estados aplicados às fases do conversor

AHB [24, 32, 44, 96, 107, 108]. Diferentes máquinas de estado são testadas em [109]. Um

CDTI baseado em backstepping adaptativo é implementado em [110]. Em [111] é feita

a adição de um controlador PI em cascata com o controlador por histerese do CDTI. A

implementação do controle direto de torque instantâneo será mais detalhada à frente, na

seção 4.2.4.
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2.6 Considerações Finais

Neste caṕıtulo foram apresentados os prinćıpios de funcionamento das máquinas

de relutância variável, seus modos de operação e como é feita sua modelagem matemática

dinâmica. As perdas das máquinas de relutância variável, bem como a produção das

ondulações de torque também foram esclarecidas. O estado da arte do controle de máquinas

de relutância variável para aplicações em véıculos elétricos foi apresentado.

O modo de controle varia de acordo com a operação da máquina, podendo esta

ser dividida em quatro quadrantes e duas faixas de velocidades. Os quadrantes se dividem

da seguinte forma:

I) Torque e velocidade positivos (modo motor);

II) Torque positivo e velocidade negativa (modo gerador);

III) Torque e velocidade negativos (modo motor);

IV) Torque negativo e velocidade positiva (modo gerador).

A velocidade determina a mudança de modo de acionamento. Abaixo da velocidade de

base o acionamento é feito por histerese de corrente e acima da velocidade de base o

acionamento é feito por pulso único de tensão. O objetivo de controle e o ponto de

operação da máquina irão determinar o método de controle utilizado.

Mesmo com a gama de diferentes métodos de controle de torque encontrados na

literatura, não existe ainda um trabalho de aglutinação que demonstre de forma direta

as caracteŕısticas, vantagens e desvantagens dos métodos. Este trabalho visa suprir essa

lacuna da literatura e ainda sugere modificações para estes métodos que tornam o motor

a relutância variável mais competitivo.
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Caṕıtulo 3

Controle de velocidade de motores

de relutância variável

N
este caṕıtulo apresenta-se o controle de velocidade de motores de relutância variável

aplicados em tração de VE, que também é conhecido como controle de cruzeiro e tem

o objetivo de manter a velocidade instantânea o mais próxima da velocidade de referência

posśıvel. Para a melhor compreensão, será discutida a influência dos ângulos de disparo

sobre o acionamento do MRV. Em seguida, serão introduzidos o controle de velocidade com

ângulos de acionamento fixos e com ângulos de acionamento variáveis. Nas considerações

finais do cápitulo são enfatizadas a importância e as aplicações deste tipo de controle para

motores de relutância variável.

3.1 Influência dos ângulos de acionamento sobre o

funcionamento da máquina de relutância variável

Como afirmado na seção 2.2.3, o modo de operação da máquina de relutância

variável depende do quadrante do plano torque-velocidade em que a máquina está operando

e da velocidade de operação da máquina. Na Figura 3.1 são destacadas as formas de onda

t́ıpicas para o funcionamento de um MRV, com o perfil de indutância idealizado, para

o acionamento por histerese de corrente (Figura 3.1(a)) e para o acionamento por pulso

único de tensão (Figura 3.1(b)). Para ambos os modos de operação são destacados dois

ângulos. O ângulo sinalizado por 1© refere-se ao ângulo em que o perfil de indutância

passa a apresentar uma inclinação positiva, possibilitando a produção de torque positivo.

O ângulo sinalizado por 2© refere-se ao ângulo em que a corrente elétrica na fase se

extingue.
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Figura 3.1: Formas de ondas t́ıpicas para operação por: a) histerese de corrente; b) pulso
único de tensão. Detalhes nos ângulos de ińıcio de produção de torque 1© e extinção 2©.

Independente do modo de operação, o fluxo magnético concatenado pode aumen-

tar a partir do momento em que o ângulo do rotor alcança o ângulo de acionamento (θon)

até que o ângulo do rotor ultrapassa o ângulo de desligamento (θoff ). Este peŕıodo é

conhecido como peŕıodo de condução. Quando a posição do rotor ultrapassa o ângulo de

desligamento, o estado de desmagnetização é aplicado nas fases do conversor AHB e o fluxo

magnético concatenado decresce até que a corrente elétrica na fase se extingua quando a

posição do rotor alcança o ponto 2©.

Durante a operação por histerese de corrente elétrica, ou seja, enquanto a veloci-

dade de rotação é menor que a velocidade de base, a força contra eletromotriz é menor que

a tensão de alimentação (Vk) e é posśıvel regular a corrente elétrica alternando os estados

das chaves de potência, este processo é conhecido como chopping. Acima da velocidade

de base, a força contra eletromotriz cresce e a tensão de alimentação se torna insuficiente

para execução do chopping e a corrente elétrica só pode ser controlada através da variação

dos ângulos de disparo.

Sendo assim, existem valores ótimos para o ângulos de acionamento (θotmon ) e des-

ligamento (θotmoff ) que fazem com que a performance da máquina seja otimizada.

Ainda para a operação por histerese de corrente, se o ângulo de acionamento for

maior que o ângulo de acionamento ótimo (θon > θotmon ) a corrente elétrica continua subindo

após ter ultrapassado o ponto 1© (Figura 3.1) e pode não alcançar seu valor de referência

(Iref ) com o aumento de velocidade. Se o ângulo de acionamento for adiantado do ângulo

de acionamento ótimo (θon < θotmon ), o peŕıodo de condução é extendido para a região

onde o perfil de indutância é quase constante, em que o aumento de corrente elétrica não
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contribui para a produção de torque e ocorre um aumento das perdas no cobre [59]. Já o

ângulo de desligamento ótimo é escolhido de forma que o fluxo magnético concatenado por

duas fases adjacentes seja igual a metade do fluxo magnético concatenado total durante

sua comutação [58]. Já para a operação por pulso único de tensão as condições acima são

verdadeiras, porém, não ocorre chopping uma vez que não há controle sobre a corrente

elétrica na fase.

Durante a operação por pulso único os valores do fluxo magnético concatenado

máximo e consequentemente das perdas no núcleo, podem ser reduzidos se o intervalo entre

o ponto 2© e o ângulo de acionamento for reduzido. Entre o ângulo de acionamento e o

ponto 1© a corrente elétrica cresce aproximadamente linearmente pois os polos do rotor

e do estator não se sobrepõem. O valor máximo da corrente elétrica deve ser atingido

antes que o rotor ultrapasse o ângulo 1©. Um ângulo de acionamento adiantado permite

que a corrente elétrica cresça até um valor adequado, entretanto se o ângulo for adiantado

demasiadamente, a corrente elétrica eficaz na fase aumenta, o que implica em maiores

perdas no cobre.

Fica claro que a escolha do ângulo de acionamento pode diminuir a eficiência de

duas formas: um ângulo muito adiantado aumenta as perdas no cobre e um ângulo muito

atrasado aumenta as perdas no núcleo.

Durante a operação por pulso único de tensão, o ângulo de desligamento ótimo

deve ser escolhido de maneira que a desmagnetização (ponto 2©) termine antes que a

inclinação da curva de indutância se torne negativa para evitar a produção de torque

negativo, sendo assim, com a aumento da velocidade o ângulo de desligamento deve ser

adiantado.

3.2 Controle com ângulos de disparo fixos

Para o acionamento da máquina de relutância variável no modo motor, os ângulos

de disparo não devem estar contidos entre o ińıcio da região de desalinhamento (θid) e o fim

da região de alinhamento de modo que a indutância apresente variação positiva ou nula

neste peŕıodo (condição (3.1)). Com esta condição satisfeita, considerando uma tensão

de alimentação fixa, a velocidade da máquina pode ser controlada através da variação da

corrente elétrica na fase.

θid ≤ θ ≤ 45o − (θd − θid)
dLk(θ,ik)

dθ
≥ 0

(3.1)
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Na Figura 3.2 apresenta-se o diagrama de blocos desenvolvido para o controle

de velocidade com ângulos fixos para um MRV 12/8. O bloco “Gerador de sinais de

acionamento” é responsável pela determinação dos sinais de condição de acordo com os

ângulos de disparo θon e θoff , que são mantidos fixos independente do ponto de operação. A

lógica utilizada é mostrada na Figura 3.3. O bloco recebe o valor da velocidade instantânea

da máquina e com a integração deste valor, obtém a posição do rotor. Após isso, para

obter o ângulo de cada fase, o sinal de posição é dividido por 45o e o resto desta divisão

é tomado como a posição da fase em questão. Esta posição é então comparada com os

ângulos de disparo e, caso as duas condições sejam satisfeitas, a fase é considerada apta a

conduzir.
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Figura 3.2: Controle de velocidade com ângulos de disparo fixos.
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Figura 3.3: Lógica de composição de sinais de acionamento.

A regulação de corrente elétrica é feita por um controlador PI a partir do erro entre

a velocidade de referência (ω∗) e a velocidade instantânea. O sinal de corrente elétrica na

sáıda do controlador PI passa por um bloco de saturação para garantir que a corrente

elétrica não exceda o valor máximo suportado pela máquina, formando o sinal de corrente

elétrica de referência.

Este sinal passa por um bloco que contém a lógica de chaveamento utilizada para

gerar os sinais de acionamento do conversor eletrônico AHB.

Existem dois tipos de lógicas de chaveamento que podem ser utilizadas para o

acionamento por histerese de corrente, o hard-chopping e o soft-chopping. Neste trabalho

foi adotada a técnica de soft-chopping que, juntamente com um controlador por histerese
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determina os sinais das portas das chaves de potência de acordo com o erro entre o valor

da corrente elétrica de referência (Ierr) e o valor da corrente elétrica na fase.

Na Tabela 3.1 são apresentados os estados aplicados às chaves superior (T1k) e

inferior (T2k) de uma perna do conversor AHB para o caso em que a posição do rotor está

no intervalo de condução. Quando o erro de corrente for maior do que 0, as duas chaves

de potência devem ser ligadas (1), aplicando tensão positiva na fase e fazendo com que a

corrente elétrica cresça. Quando o erro for menor do que 0, uma chave deve ser mantida

ligada (1) e a outra deve ser desligada (0), aplicando tensão nula na fase (roda-livre) e

fazendo com que a corrente elétrica decresça.

Tabela 3.1: Lógica de chaveamento aplicada pelo soft-chopping
Ierr T1k T2k
≥ 0 1 1
< 0 1 0

Acima da velocidade de base não é posśıvel aplicar o controle de velocidade com

ângulos fixos, pois para este tipo de acionamento a corrente elétrica é mantida fixa e os

ângulos de disparo devem ser variados para realizar o controle.

3.3 Controle com ângulos de disparo variáveis

Por melhor que seja a escolha dos ângulos de disparo (θon e θoff ), se estes ângulos

forem fixos, com a variação da velocidade ou do torque da carga pode ocorrer aumento

indesejado das perdas elétricas ou de ondulações de torque ou ainda a perda da capacidade

de regulação de velocidade.

Para contornar este problema, existem diversas técnicas para controlar os ângulos

de disparo citadas na seção 2.5.1. Neste trabalho, para controlar o ângulo de desligamento

e a corrente elétrica nas fases, são utilizados controladores PI, e o ângulo de acionamento

é obtido através da técnica utilizada por [61]. O ângulo de acionamento é dado pela

Equação (2.26) de maneira que com o aumento da velocidade, o ângulo de acionamento é

adiantado para possibilitar o aumento da corrente elétrica antes que a produção de torque

seja iniciada. Para a operação por pulso único de tensão somente os ângulos de disparo

são controlados.

O diagrama de blocos do controle de velocidade empregado é apresentado na

Figura 3.4. O sistema de controle empregado permite que seja posśıvel trabalhar em toda

a faixa de velocidades de operação da máquina. Entretanto, como não são criadas tabelas

de consulta ou funções de otimização, o sistema apresenta baixo rendimento e grandes
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ondulações de torque são produzidas.
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Figura 3.4: Controle de velocidade com ângulos de disparo variáveis.

3.4 Simulações computacionais

Os métodos de controle de velocidade estudados foram implementados em simu-

lações computacionais. A máquina utilizada é um MRV 12/8 trifásica de 1.5 kW . Para a

modelagem da máquina foram feitos testes de rotor bloqueado para obtenção das curvas

de magnetização como sugerido em [45]. O MRV é alimentado por uma fonte de tensão

de corrente cont́ınua fixa em 80 V e a lógica de chaveamento utilizada para o acionamento

por histerese de corrente foi o soft-chopping. A indutância mı́nima (Lmin) é de 1, 675 mH

e a indutância máxima (Lmax) é de 13, 88 mH. A resistência elétrica do enrolamento da

fase (Rk) é de 0, 3 Ω.

Pela definição, a velocidade de base da máquina é a velocidade em que a força

contra eletromotriz se iguala com a a tensão de alimentação da máquina. De acordo com

a Equação 2.9, percebe-se que com o aumento da velocidade, a força contra eletromotriz

cresce. Sendo assim, para determinar a velocidade de base do MRV utilizado, a força

contra eletromotriz foi calculada mantendo-se a corrente elétrica em seu valor nominal

enquanto a posição do rotor da máquina foi variada para toda a faixa de velocidades de

operação da máquina.

Para o MRV utilizado neste estudo, na velocidade de 96 rad/s a força contra

eletromotriz é de 79, 96 V, caracterizando a velocidade de base. A forma de onda da

força contra eletromotriz em função da posição do rotor para a velocidade de 96 rad/s é

mostrada na Figura 3.5.
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Figura 3.5: Força contra eletromotriz em função da posição do rotor para corrente elétrica
nominal e velocidade de 96 rad/s (916, 73 rpm).

3.4.1 Resultados de simulação para o controle de velocidade com

ângulos fixos

O sistema de controle mostrado na Figura 3.2 foi implementado no software

MATLAB/Simulink. Para entender como manter os ângulos de disparo fixos pode in-

fluenciar no desempenho da máquina, uma função rampa de velocidade foi utilizada como

referência. A carga mecânica foi conectada de forma gradual após 0, 5s a uma taxa de 2

N.m/s até que a carga de 2 N.m fosse alcançada.

Para a simulação utilizou-se θon = 23, 5o e θoff = 40, 0o e um controlador PI para

regular a corrente elétrica. Como pode-se observar na Figura 3.6(a), o controle possibilita

de operar na velocidade desejada. O erro inicial ocorre devido à inserção da carga e se

extende até que a carga alcance seu valor final. O peŕıodo de conexão da carga também é

apontado na Figura 3.6(a), após o término da inserção da carga, a referência de velocidade

é seguida com precisão.

As respostas do torque eletromagnétio, da corrente elétrica nas fases e do fluxo

magnético concatenado pelas fases são expostas na Figura 3.6(b), Figura 3.6(c) e Figura

3.6(d) respectivamente. Nestes três gráficos são mostrados detalhes das formas de onda

das respectivas grandezas em três velocidades para demonstrar como o acionamento com

o ângulo fixo afeta cada uma destas grandezas.

A ondulação de torque diminui com o aumento da velocidade mesmo com os

ângulos fixos. Isso ocorre pois o aumento da velocidade de rotação faz com que a frequência

dos acionamentos aumente. Consequentemente, existe um intervalo de tempo menor entre

o acionamento de fases sequenciais, e a inércia da massa rotativa é capaz de manter as

ondulações de torque em ńıveis mais baixos para velocidades maiores.
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Figura 3.6: Resposta do controle de velocidade com ângulos fixos para uma entrada em
rampa de velocidade. a) Velocidade instantânea; b) Torque eletromagnético; c) Correntes
elétricas nas fases; d) Fluxos magnéticos concatenados pelas fases.

Na Figura 3.7(a) são mostradas as formas de onda para o torque eletromagnético

produzido, correntes elétricas nas fases e fluxos magnéticos concatenados pelas fases para

uma velocidade de 30 rad/s. Por se tratar de uma velocidade baixa, a força contra ele-

tromotriz é pequena em relação à tensão de alimentação e ocorre um grande número de

chaveamentos para regular a corrente elétrica, o que reflete nas outras formas de onda.

Para a velocidade de 80 rad/s, o número de chaveamentos diminui devido ao

aumento de velocidade como é viśıvel na Figura 3.7(b) e as formas de onda do torque

eletromagnético e do fluxo magnético concatenado com os enrolamentos ficam com menos

cortes. Quando a velocidade alcança 140 rad/s (Figura 3.7(c)) a força contra eletromotriz

já tem seu valor próximo ao valor da tensão de alimentação (Figura 3.5) e após um curto

peŕıodo de condução o fluxo magnético concatenado cresce quase linearmente, pois o con-

trole por histerese não faz nenhuma alteração no estado de tensão aplicado ao enrolamento

da fase ativa. Quando a velocidade atingiu aproximadamente 170 rad/s o sistema de con-
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trole perdeu a capacidade de regular a velocidade, pois os ângulos de disparo se tornaram

inadequados para o acionamento nesta velocidade.
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Figura 3.7: Formas de onda para do torque eletromagnético produzido, correntes elétricas
nas fases e fluxos magnéticos concatenados pelas fases para o controle de velocidade com
ângulos fixos a uma velocidade de: a) 30 rad/s; b) 80 rad/s; e c) 140 rad/s.

3.4.2 Resultados de simulação para o controle de velocidade com

os ângulos variáveis

O sistema de controle mostrado na Figura 3.4 foi implementado usando o soft-

ware MATLAB/Simulink. Para entender como a variação dos ângulos de disparo pode

influenciar o desempenho da máquina, uma função rampa foi utilizada como referência.

Foram feitos dois testes: um para o acionamento por histerese de corrente (Teste 1©) e

um para o acionamento por pulso único de tensão (Teste 2©). Para o Teste 1©, a carga

foi conectada de forma gradual após 0, 5s a uma taxa de 2 N.m/s até que a carga de 2
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N.m fosse alcançada. Para o Teste 2©, a conexão da carga começou antes do ińıcio da

tomada de resultados e continuou até alcançar o valor de 2 N.m, o que ocorreu aos 2s de

simulação.

Na Figura 3.8(a) é apresetada a resposta de velocidade para o sistema implemen-

tado. Nas Figuras 3.8(b), 3.8(c) e 3.8(d) são mostradas as formas de onda do torque

eletromagnético produzido, das correntes elétricas na fases e dos fluxos magnéticos conca-

tenados pelas fases quando o acionamento é feito por histerese de corrente com ângulos

variáveis de acordo com a variação de velocidade mostrada na Figura 3.8(a). Detalhes das

formas de onda estão inclúıdos na Figura 3.8.
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Figura 3.8: Resposta do controle de velocidade com ângulos variáveis para uma en-
trada em rampa de velocidade. a) Velocidade instantânea; b) Torque eletromagnético; c)
Correntes elétricas nas fases; d) Fluxos magnéticos concatenados pelas fases.

Na Figura 3.9(a) apresentam-se as formas de onda para o torque eletromagnético

produzido, correntes elétricas nas fases e fluxos magnéticos concatenados pelas fases para

uma velocidade de 30 rad/s. Por se tratar de uma velocidade baixa, a força contra eletro-

motriz é menor que a tensão de alimentação e ocorre um grande número de chaveamentos

para regular a corrente elétrica, o que reflete nas outras formas de onda.
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Quando a velocidade chega em 80 rad/s, o número de chaveamentos diminui com

o aumento de velocidade como é viśıvel na Figura 3.7(b) e as formas de onda do torque

eletromagnético e do fluxo magnético concatenado ficam com menos cortes. Quando a

velocidade alcança 140 rad/s (Figura 3.7(c)) a força contra eletromotriz já tem seu valor

próximo ao valor da tensão de alimentação (vide Figura 3.5) e após um curto peŕıodo

de condução o fluxo magnético concatenado cresce quase linearmente, pois o controle por

histerese não faz nenhuma mudança de estado.
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Figura 3.9: Formas de onda para do torque eletromagnético produzido, correntes elétricas
nas fases e fluxos magnéticos concatenados pelas fases para o controle de velocidade com
ângulos variáveis com acionamento por histerese de corrente a uma velocidade de: a) 30
rad/s; b) 80 rad/s; e c) 140 rad/s.

Diferentemente do controle de velocidade com ângulos fixos, quando o aciona-

mento é feito com ângulos variáveis a velocidade pode ser regulada até aproximadamente

260 rad/s. Na Figura 3.10(a) apresenta-se a velocidade instantânea da máquina para uma

entrada de velocidade de referência em rampa na faixa de velocidades onde o acionamento

é feito por pulso único de tensão. Nas Figuras 3.10(b), 3.10(c) e 3.10(d) são mostradas
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as formas de onda do torque eletromagnético produzido, das correntes elétricas na fases

e dos fluxos magnéticos concatenados pelas fases obtidas quando o acionamento é feito

por histerese de corrente com ângulos variáveis com a variação de velocidade mostrada na

Figura 3.10(a). Detalhes das formas de onda estão inclúıdos nas figuras.

O fluxo magnético concatenado pelas fases aumenta de acordo com o aumento da

velocidade e as formas de onda da corrente elétrica não apresentam cortes, simbolizando

o acionamento por pulso único.
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Figura 3.10: Resposta para uma entrada em rampa de velocidade de referência para acio-
namento por pulso único de tensão: a) Velocidade instantânea; b) Torque eletromagnético;
c) Correntes elétricas nas fases; d) Fluxos magnéticos concatenados pelas fases.

Na Figura 3.11(a) são mostradas as formas de onda para o torque eletromagnético

produzido, correntes elétricas nas fases e fluxos magnéticos concatenados pelas fases para

uma velocidade de 170 rad/s. Já na Figura 3.11(b) são apresentadas as mesmas formas

de onda para a velocidade de 220 rad/s. O torque eletromagnético produzido apresenta

menores ondulações de acordo com o aumento da velocidade, o fluxo magnético concate-

nado aumenta até aproximadamente 0, 15 Wb.esp e ocorre uma maior sobreposição das

correntes nas fases, à medida que os ângulo de acionamento se atrasa.
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Figura 3.11: Formas de onda para do torque eletromagnético produzido, correntes elétri-
cas nas fases e fluxos magnéticos concatenados pelas fases para o controle de velocidade
com ângulos variáveis com acionamento por pulso único de tensão a uma velocidade de:
a) 170 rad/s; e b) 220 rad/s.

3.5 Considerações finais

Motores de relutância variável utilizados no acionamento de véıculos elétricos de-

vem ser capazes de operar em uma grande faixa de velocidades para atender aos requisitos

de operação do VE. Isso motivou o surgimento do controle abordado neste caṕıtulo. A

variação dos ângulos permite que toda a faixa de velocidades de operação da máquina seja

alcançada. Entretanto isso não garante a melhor performance e tampouco o menor ńıvel de

ondulação de conjugado. Para tanto, é necessário controlar o torque. O controle de torque

é abordado no Caṕıtulo 4. Outras aplicações do controle de velocidade são encontradas

em máquinas de lavar roupas, centŕıfugas, bombas centŕıfugas, controle de movimento,

compressores e aplicações aeroespaciais.
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Caṕıtulo 4

Controle de torque de motores de

relutância variável

N
este caṕıtulo os métodos de controle eletrônico de torque mais utilizados na litera-

tura serão apresentados em detalhes. Os métodos de controle de torque podem ser

classificados de duas topologias técnicas. A primeira trata de controlar o torque médio

produzido pelo MRV, sendo ideal para aplicações que requerem operação por toda a faixa

de velocidades da máquina. A outra topologia aborda o controle do torque produzido

instantâneamente e é ideal para aplicações que requerem torque com baixo ńıvel de on-

dulação. Para o controle de torque médio (CTM), será apresentada a técnica conhecida

como controle direto de torque médio (CDTM). Para o controle de torque instantâneo

(CTI), apresenta-se as técnicas de controle direto de torque (CDT), perfilamento de cor-

rente elétrica através de funções de divisão de torque (FDT) e o controle direto de torque

instantâneo (CDTI). Diferentes variações destes métodos também são apresentadas.

4.1 Controle de torque médio

O torque instantâneo produzido por cada fase pode ser calculado pela expressão

2.15. O torque eletromagnético total produzido pela máquina (Ttot) pode ser dado pela

soma dos torques instantâneos produzidos pelas fases da máquina, como expresso por (4.1),

onde Nk é o número total de fases da máquina.

Ttot =

Nk∑
k=1

Te,k (4.1)
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Com isso, é posśıvel calcular o torque médio produzido pela máquina como:

Ttot =
1

τ

∫ τ

0

Ttotdt, (4.2)

onde τ é o peŕıodo de revolução completa do MRV.

Como discutido anteriormente, existem combinações de variáveis de controle (i∗k,

θon e θoff ) que minimizam a produção de ondulações de torque para cada ponto de ope-

ração. É posśıvel, através de uma grande quantidade de simulações computacionais, criar

tabelas de consulta contendo os valores ótimos para cada um destes parâmetros de acordo

com o objetivo do controle.

Durante a otimização dos parâmetros de controle dos MRV pode-se ter dois di-

ferentes objetivos: minimizar as perdas ou minimizar as ondulações de torque. Estas

otimizações são contraditórias, de modo que a minimização das perdas ocasiona maiores

ondulações de torque e vice-versa. Assim, para uma otimização multiobjetivos, deve-se

ponderar na escolha entre a minimização das perdas e a minimização das ondulações de

torque [59,112]. Neste trabalho o objetivo é minimizar ao máximo as ondulações do torque

produzido.

Desta maneira, para a criação das tabelas de consulta foram realizadas diversas

simulações com o modelo computacional da máquina utilizada neste estudo (Anexo B). O

modelo utilizado foi validado experimentalmente no trabalho [49]. As simulações devem

ser feitas com o MRV em malha aberta, sendo alterados os parâmetros de controle e a carga

conectada à máquina de maneira que todas as combinações posśıveis sejam simuladas. Ao

término das simulações deve-se retirar informações da velocidade alcançada pelo MRV em

regime permanente com os parâmetros utilizados e em seguida a ondulação de torque é

calculada. Com esta gama de dados, é feita uma seleção das combinações de parâmetros

que permitem que o MRV atue em cada ponto de operação (ω, T ) com o menor ńıvel de

ondulação de torque e tais parâmetros devem ser armazenados em tabelas de consulta.

Representações gráficas das tabelas de consulta com os valores dos parâmetros

de controle ótimos encontrados nas simulações são mostradas na Figura 4.1. As tabelas

do ângulo de acionamento, do ângulo de desligamento e da corrente elétrica de referência

são representadas nas Figuras 4.1(a), 4.1(b) e 4.1(c), respectivamente. Como esperado,

tanto o ângulo de acionamento quanto o de desligamento devem ser adiantados com o

aumento da velocidade e da carga para a minimização do ńıvel de ondulação de torque.

Em contrapartida, a corrente elétrica ótima cresce com o aumento da velocidade e da

carga.

Para aplicações em véıculos elétricos, a tensão aplicada aos terminais da fase

durante o estado de magnetização é variável por causa da variação de carga no banco
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Figura 4.1: Representação gráfica das tabelas de consulta com os valores ótimos dos
parâmetros de controle para minimização do ńıvel de ondulação de torque: a) Ângulo de
acionamento; b) Ângulo de desligamento; c) Corrente elétrica de referência.

de baterias. O cálculo das tabelas de consulta, que antes só considerava a velocidade

instantânea e a carga, agora deve também considerar a tensão de alimentação como variável

de entrada, aumentando assim a quantidade de combinações posśıveis, o que torna ainda

mais massante o processo de encontrar os valores ótimos [80]. Para evitar tal problema,

foi proposto por Inderka [25] um método de controle de torque médio de malha fechada

chamado de controle direto de torque médio (CDTM).

O método baseia-se na comparação de uma referência de torque com o torque

médio produzido. Medir o torque médio através de transdutores de torque requer um

investimento financeiro grande que nem sempre pode ser feito, sendo de grande relevân-

cia estimar o torque médio produzido pela máquina a partir das grandezas terminais da

máquina.

4.1.1 Estimativa de torque médio em operação

Como discutido na seção 2.2, para determinar o torque médio produzido pelo

MRV, é necessário conhecer o fluxo magnético concatenado. Se a derivada do fluxo mag-

nético concatenado com os enrolamentos em relação ao tempo na Equação (2.6) for isolada,

tem-se:
dλk(θ, ik)

dt
= Vk − ikRk, (4.3)
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assim, pode-se usar a equação da energia mecânica (Equação (4.4)) e encontrar o torque

médio produzido através da Equação 4.5.

Wmec =

∮
ik
dλk(θ, ik)

dt
dt (4.4)

T =
NkNr

2π
Wmec (4.5)

Os valores de torque produzido por cada fase a cada ciclo são próximos entre si

devido à simetria das fases, o que permite utilizar apenas um estimador para todas as

fases da máquina. É importante ressaltar que esta prática torna o projeto do controlador

mais barato, mas pode fazer com que a velocidade e a qualidade do controlador sejam

deterioradas. Na Figura 4.2 é mostrada a estrutura utilizada para estimar o torque médio

em uma das fases de um MRV usando apenas os valores de tensão e corrente elétrica na fase,

as equações (4.3), (4.4) e (4.5) estão indicadas na figura. Note que para a implementação

experimental não é necessário realizar diretamente o cálculo da derivada do fluxo magnético

concatenado em relação ao tempo, mas sim apenas uma subtração.

Produto

1

s

Integrador

In<Lo>S/H

Detector de cruzamento
com zero

N  *Nr/(2* )k p

d /dtl

ik
T

Amostrador/Segurador

+
-

Rk

Vk

ik

Eq. (4.5)

Eq. (4.3)

Eq. (4.4)

Figura 4.2: Estrutura utilizada para estimar o torque médio produzido por uma fase do
MRV.

Na Figura 4.3 são mostradas as grandezas utilizadas para se estimar a energia

mecânica a cada ciclo elétrico para uma fase do MRV de acordo com a Equação (4.4).

4.1.2 Controle direto de torque médio (CDTM)

O método de controle direto de torque médio utiliza tabelas de consulta com

informações a respeito dos parâmetros ótimos de controle para cada ponto de operação.

Cada ponto de operação é composto por um valor de torque e um valor de velocidade

instantânea (T ∗, ω). No total, o CDTM utiliza 3 tabelas de consulta que dependem dos

pontos de operação. Uma tabela para a corrente elétrica de referência (i∗k(T
∗, ω)), uma que
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Figura 4.3: Representação em domı́nio do tempo das grandezas utilizadas na estimativa
de energia mecânica envolvida.

retorno o ângulo de acionamento (θon(T ∗, ω)) e uma que retorna o ângulo de desligamento

(θoff (T
∗, ω)).

A estrutura utilizada para o CDTM é mostrada na Figura 4.4. Uma malha de

velocidade externa é responsável por gerar a referência de torque com o uso de um con-

trolador PI. Esta referência de torque é somada ao erro de torque médio processado por

outro controlador PI para gerar uma nova referência de torque, caracterizando uma malha

fechada de torque com feedforward. As tabelas de consulta recebem como entrada a velo-

cidade instantânea e uma referência de torque para cada fase e retorna os valores de i∗k, θon

e θoff . Um regulador de corrente por histerese utiliza estes parâmetros juntamente com

informações da posição do rotor e da corrente elétrica nas fases para sintetizar os sinais de

acionamento do conversor AHB.

-+
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MRV

Tk*
de corrente

q

Estimador de
torque médio

T* Sinais de
acionamento
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ik*( )T*,w

q w on( )T*  ,
Regulador

w

PI +

+

T

+

T
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w*

w

q w off( )T*  ,

Figura 4.4: Diagrama de blocos para o controle de torque médio direto.

Uma caracteŕıstica marcante do CDTM é a baixa taxa de amostragem necessária.

As grandezas necessárias para os cálculos de todos os parâmetros de controle devem ser

aferidas apenas uma vez a cada ciclo elétrico. Isto implica em um custo menor para a

produção de um controlador que realiza o CDTM. Por outro lado, a resposta às variações
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de torque tendem a ser lentas. Para aumentar a velocidade da resposta de torque, pode-se

utilizar um estimador de torque médio por fase e refazer o cálculo dos parâmetros no ińıcio

do ciclo elétrico de cada fase. Esta solução eleva o custo computacional do sistema.

Com a utilização da malha externa de velocidade, o sistema de controle cumpre

com os requisitos de controle de cruzeiro de véıculos elétricos. Entretanto, devido à res-

posta lenta do sistema e à presença de ondulações de torque elevadas, o método deve ser

utilizado apenas para velocidades acima da velocidade de base.

4.2 Controle de torque instantâneo (CTI)

Aplicações em véıculos elétricos requerem operação em uma faixa larga de veloci-

dades. Técnicas para minimização do ńıvel de ondulação de torque baseadas em medidas

de torque instantâneo, conhecidas como controle de torque instantâneo (CTI), são indica-

das na literatura para operação em velocidades abaixo da velocidade de base.

No CTI, a corrente elétrica e/ou a tensão de referência são calculados a cada

peŕıodo de amostragem através do erro entre o torque de referência (T ∗) e o torque ele-

tromagnético instantâneo (Te). O torque produzido pode ser controlado indiretamente

ou diretamente. Neste trabalho são abordadas ambas as técnicas. O controle de torque

indireto conhecido como perfilamento de corrente baseado em funções de divisão de torque

(FDT) é investigado. As técnicas de controle direto de torque (CDT) e controle direto de

torque instantâneo (CDTI) também são investigadas.

Os métodos de controle supracitados apresentam abordagens diferentes para o

controle de torque, sendo assim, a implementação de cada um dos métodos será discutida

em detalhes.

4.2.1 Estimativa de torque instantâneo

O modelo da máquina de relutância variável utilizado nas simulações requer duas

tabelas de consulta (Figura 2.9), uma que retorna a corrente elétrica em função do fluxo

magnético concatenado e da posição do rotor (ik(λk, θ) e uma que retorna o torque ele-

tromagnético produzido em função da corrente elétrica na fase e da posição do rotor

(Te(ik, θ)).

Esta mesma tabela pode ser utilizada para estimar o torque eletromagnético ins-

tantâneo, com a condição de que o sistema conte com um sensor de posição preciso.

A estimativa do torque eletromagnético produzido pode ser feita através de outras
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tabelas de consulta, como por exemplo a estimativa do torque através do fluxo magnético

concatenado pela fase e da posição do rotor (Te(λk, θ)). Este método também depende de

um sensor de posição preciso. Caso seja necessário, o torque também pode ser estimado

através da corrente elétrica na fase e da tensão elétrica na fase. Com estas duas grandezas,

o fluxo magnético concatenado pelas fases pode ser calculado em operação e utilizado como

entrada, juntamente com a corrente elétrica na fase, para uma tabela de consulta Te(ik, λk).

Este método não requer um sensor de posição.

4.2.2 Perfilamento de corrente baseado em funções de divisão de

torque (FDT)

Dada a relação entre torque e corrente apresentada na Equação (2.6), pode-se

dizer que é posśıvel controlar o torque instantâneo produzido indiretamente através do

controle da corrente elétrica. Por outro lado, deve-se considerar a não linearidade do

perfil de indutância. Por isto, para que o torque eletromagnético produzido seja mantido

constante, o perfil de corrente utilizado apresenta uma forma de onda não linear de dif́ıcil

interpolação, que varia de acordo com as caracteŕısticas do MRV.

A técnica de perfilamento de corrente consiste em tomar este perfil de corrente

elétrica que implica na produção de torque constante e fazer com que a corrente elétrica na

fase siga este perfil. Considerando que o controlador é capaz de regular a corrente elétrica

adequadamente, a produção do torque pode ser distribúıda entre as fases, de maneira que

a soma dos torques produzidos por cada fase seja igual ao torque de referência (T ∗).

A distribuição do torque entre as fases pode ser feita através de funções que regem

a contribuição de cada fase para a produção do torque total de referência. Estas funções

são chamadas de funções de divisão de torque (FDT).

4.2.2.1 Funções de divisão de torque (FDT)

O torque de referência e a posição do rotor são usados como entrada das FDT para

gerar uma referência de torque para cada fase k (T ∗
k ). Esta divisão depende da posição

angular do rotor e deve seguir o perfil definido na Equação (4.6), onde θon, θoff , θal e θov

são os ângulos de acionamento, desligamento, alinhamento e intervalo de sobreposição,

respectivamente. As funções que regem o perfil de torque durante a entrada e sáıda

da comutação são nomeadas fsubida(θ) e fdescida(θ), respectivamente. A função divide a
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produção de torque de cada fase em 5 setores de acordo com a posição angular.

T ∗
k (θ) =



setor 1 : 0 , 0 ≤ θ ≤ θon

setor 2 : T ∗fsubida(θ) , θon ≤ θ ≤ θon + θov

setor 3 : T ∗ , θon + θov ≤ θ ≤ θoff − θov
setor 4 : T ∗fdescida(θ) , θoff − θov ≤ θ ≤ θoff

setor 5 : 0 , θoff ≤ θ ≤ θal

(4.6)

Na literatura são encontradas diversas funções para determinar o perfil de subida e descida

do torque de referência das fases durante a comutação. Nesta dissertação investiga-se as

formas mais comuns encontradas na literatura, que são: FDT linear, FDT senoidal, FDT

cúbica e FDT exponencial. As equações referentes a cada uma destas FDT são mostradas

a seguir. As formas de ondas do torque de referência produzido pelas FDT também são

apresentadas nas figuras a seguir. Nas equações, os ı́ndices lin, sen, cub e exp se referem

às FDT linear, senoidal, cúbica e exponencial, respectivamente [62, 63, 98, 102, 105]. Nas

figuras também são mostradas a divisão dos setores determinada pela Equação (4.6) para

cada uma das FDT.

As funções de subida e de descida para a FDT linear são apresentadas nas equações

(4.7) e (4.8). A forma de onda do torque de referência gerado por estas equações é mostrada

na Figura 4.5(a).

f linsubida(θ) =
1

θov
(θ − θon) (4.7)

f lindescida(θ) = 1− 1

θov
(θ − θoff ) (4.8)

As funções de subida e de descida da FDT senoidal são apresentadas nas equações

(4.9) e (4.10), respectivamente. A forma de onda do torque de referência gerado por estas

equações é mostrada na Figura 4.5(b).

f sensubida(θ) =
1

2
− 1

2
cos

π

θov
(θ − θon) (4.9)

f sendescida(θ) =
1

2
+

1

2
cos

π

θov
(θ − θoff ) (4.10)

As funções de subida e de descida da FDT exponencial são apresentadas nas

equações (4.11) e (4.12), respectivamente. A forma de onda do torque de referência gerado
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por estas equações é mostrada na Figura 4.5(c).

f expsubida(θ) = 1− exp

(
−(θ − θon)2

θov

)
(4.11)

f expdescida(θ) = 1− f expsubida(θ − θoff + θon) (4.12)

A última FDT apresentada é a cúbica. Suas funções de subida e de descida são

apresentadas nas equações (4.13) e (4.14), respectivamente. A forma de onda do torque

de referência gerado por estas equações é mostrada na Figura 4.5(d).

f cubsubida(θ) =
3

θ2ov
(θ − θon)2 − 2

θ3ov
(θ − θon)3 (4.13)

f cubdescida(θ) = 1− f cubsubida(θ − θoff + θon) (4.14)

Com as equações (4.7) a (4.14) pode-se perceber que os ângulos de disparo em-

penham um papel importante na criação das FDT. Na literatura encontrada, este ângulo

é mantido fixo, entretanto como discutido na seção 3.1, a variação dos ângulos de dis-

paro pode minimizar as ondulações de torque. Neste trabalho uma otimização do tipo

OFAT (one factor at a time) [66, 112] foi empregada para determinar o melhor conjunto

de ângulos para cada ponto de operação (T, ω) do MRV.

4.2.2.2 Obtenção da referência de corrente elétrica

Após a obtenção dos sinais de torque de referência por fase com as FDT, deve-

se obter os sinais de corrente elétrica de referência por fase (i∗k). Isso pode ser realizado

através da inversão da tabela T (ik, θ) utilizada no modelo da máquina para gerar uma nova

tabela de consulta que retorna a corrente elétrica em função do torque de referência da

fase e da posição do rotor (ik(T
∗
k , θ)) [62,101–103] ou através de uma função não linear que

transforma a referência de torque em uma referência de corrente elétrica sem a necessidade

de uma tabela de consulta [99]. A determinação desta função é trabalhosa e requer uma

abordagem matemática para modelar a variação da indutância em função da corrente

elétrica e da posição do rotor.

A tabela obtida após a inversão de T (ik, θ) é mostrada na Figura 4.6. O método

utilizado para a inversão foi o método apresentado em [45]. A função anaĺıtica de inversão,

é mostrada na Equação (4.15), onde L0p(θ) é a derivada da indutância da fase k do MRV
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Figura 4.5: Formas de onda do torque de refência por fase e divisão de setores para as
FDT: a) linear; b) senoidal; c) exponencial; d) cúbica.

antes da saturação ocorrer (com baixos valores de corrente) em função da posição do rotor

(θ) e f(θ) é uma função que descreve a mudança da relação entre o torque produzido e

a corrente elétrica aplicada à fase de acordo com a aumento da saturação magnética. Os
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dados do MRV utilizados para o desenvolvimento da equação são mostrados no Anexo A.

ik(T
∗
k , θ) =

2T ∗
k

L0p(θ)

f(θ)

2
+

√
f 2(θ)

4
+

(
L0p(θ)

2T ∗
k

) 1
p

 (4.15)
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Figura 4.6: Tabela de consulta de corrente elétrica em função do torque de referência e da
posição do rotor (ik(T

∗, θ)).

4.2.2.3 Tabelas de consulta para ângulos de disparo

As FDT dependem diretamente dos ângulos de disparo (θon e θoff ), sendo que

diferentes ângulos de disparo arremetem em uma diferente produção de ondulações de

torque. Para alcançar ńıveis ótimos de ondulação de torque, é necessário que os ângulos

utilizados nas FDT mudem de acordo com o ponto de operação da máquina. Na literatura,

os ângulos de disparo utilizados nas FDT são contantes [62, 102–104, 106]. Sendo assim,

neste trabalho propõe-se a utilização de duas tabelas de consulta que retornam os valores

ótimos de ângulos de acionamento (θon(T ∗, ω)) e desligamento (θoff (T
∗, ω)) para cada

ponto de operação. A criação das tabelas de consulta neste trabalho foram feitas através

do método one factor at a time - OFAT descrito em [66,112].

Além disso, os ângulos de disparo demandados para a minimização do ńıvel de

ondulação de torque para cada tipo de FDT são diferentes. Desta maneira, foram obtidas

8 tabelas de consulta, duas para cada FDT estudada.

4.2.2.4 Simulação computacional

O diagrama de blocos usado para o perfilamento de corrente com funções de

divisão de torque é mostrado na Figura 4.7. O erro entre a velocidade instantânea (ω) e

a velocidade de referência (ω∗) é usado para gerar o torque de referência (T ∗) através de
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um controlador PI, este torque e a velocidade instantânea são usados como entrada para

tabelas de consulta que contêm os ângulos de disparo ótimos. Estes ângulos, juntamente

com o torque de referência, são utilizados para gerar a referência de torque para cada uma

das fases (T ∗
k ). A referência de torque é então transformada em uma referência de corrente

elétrica para cada fase (i∗k), que é comparada com a corrente elétrica instantânea das fases

(ik). O erro de torque é processado por um controlador por histerese para criar os sinais

de acionamento do conversor AHB.
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MRV

Sinais de
acionamento

Sensor de
posição

Sensor de

corrente e

tensão

ik

w*

w

Regulador de
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q won( )T, 

q woff( )T, 

w

de corrente
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ik*( )T ,k q
FDT

Tk*( )q

T*

Tk*

Figura 4.7: Diagrama de blocos para o perfilamento de corrente por FDT com ângulos de
disparo variáveis.

4.2.3 Controle direto de torque (CDT)

Inicialmente desenvolvido na década de 80 para as máquinas de indução [113], o

controle direto de torque não faz o controle da corrente elétrica para controlar o torque

indiretamente. No CDT o controle do torque é feito de forma direta através da aplicação

de vetores de estado de tensão às fases do motor de acordo com condições do torque

eletromagnético instantâneo e o fluxo magnético concatenado.

4.2.3.1 Prinćıpio de funcionamento do CDT

O CDT utiliza os valores de fluxo magnético concatenado no estator e torque ele-

tromagnético instantâneo como variáveis de controle para determinar qual vetor de estado

de tensão deve ser aplicado ao AHB de modo a controlar o torque instantâneo produzido.

Sendo assim, para melhor entender o funcionamento deste método de controle, primei-

ramente deve-se entender como a tensão aplicada à fase se relaciona ao fluxo magnético

concatenado no estator e como o torque produzido pode ser controlado com as alterações

do fluxo magnético concatenado.

O vetor do fluxo magnético concatenado no estator (
−→
λs) pode ser calculado como

a integral no tempo da diferença entre o vetor de tensão no estator (
−→
Vs) e a queda de
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tensão no estator (Rs
−→
is ) menos o valor inicial do vetor de fluxo magnético concatenado

no instante de tempo inicial (
−→
λ0), como descrito na Equação (4.16).

−→
λs =

∫ τ

0

(
−→
Vs −Rs

−→
is )dt−

−→
λ0 (4.16)

A queda de tensão na resistência do estator é geralmente bem menor que a tensão

no estator podendo ser desconsiderada. Neste caso, a variação de fluxo magnético conca-

tenado no estator depende apenas do vetor de tensão aplicado, e pode ser descrita como:

∆
−→
λs =

−→
Vs∆t, (4.17)

indicando que um vetor aplicado a uma fase do MRV gera uma alteração do vetor de fluxo

magnético concatenado no mesmo sentido.

Para calcular o valor do vetor de fluxo magnético concatenado no estator deve-se

saber o fluxo magnético concatenado pelas fases da máquina e transformá-los sua com-

ponente estacionária. Para um MRV trifásico, a transformada de Clarke [114] pode ser

utilizada para calcular as componentes estacionárias do vetor do fluxo magnético conca-

tenado (λα e λβ) com as equações (4.18) e (4.19), onde λa, λb e λc são os valores de fluxo

magnético concatenado pelas fases A, B e C do MRV respectivamente.

λα = λa − λb cos 60o + λc cos 60o (4.18)

λβ = λb sin 60o − λc sin 60o (4.19)

Conhecendo os componentes estacionários do fluxo magnético concatenado no

estator pode-se calcular o valor total de fluxo magnético concatenado como:

λs =
√
λ2α + λ2β (4.20)

Além disso, os componentes estacionários também podem ser utilizados para a

estimativa da posição (θ) do rotor através da Equação (4.21), tornando desnecessário o

uso de sensores de posição e velocidade quando este método é utilizado.

θ = arctan

(
λβ
λα

)
(4.21)

Dada a relação exposta acima, o CDT visa manter os valores de fluxo magnético

concatenado e torque dentro de bandas de histerese. Variações no torque produzido são
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similares em direção a variações do vetor de fluxo magnético concatenado em relação à

posição do rotor, de maneira que para um aumento do torque, o vetor de fluxo magnético

concatenado deve ser adiantado do vetor de posição e para um decréscimo do torque,

o vetor de fluxo magnético concatenado deve ser atrasado do vetor de posição. Estas

variações de fluxo magnético concatenado recebem o nome de aceleração (para o aumento)

e frenagem (para o decréscimo).

4.2.3.2 Definição de vetores

O MRV utilizado para este estudo é um MRV 12/8 trifásico. Sendo assim, nesta

seção será apresentado como são definidos os setores e os vetores de estado de tensão que

podem ser aplicados ao conversor AHB. Primeiramente é necessário entender como é feita

a divisão de setores. Sabe-se que as fases A,B e C de um MRV trifásico são espaçadas

em 120o elétricos entre si, como mostrado na Figura 4.8. Traçando-se eixos concêntricos

sobre as fases, tem-se três eixos. Cada um destes eixos pode ser dividido em duas partes:

uma positiva, localizada na porção do eixo que sobrepõe a fase, e uma negativa, no outro

sentido do eixo, e.g. para a fase A tem-se a porção A+ (positiva) e A- (negativa). Os eixos

dividem o espaço vetorial em 6 setores de 60o cada, nomeados S0, S1, S2, S3, S4 e S5.

S1

S0

S5

S4

S3

S2

B+

A+A-

C-

B-C+

A

B

C

6
0
°

Figura 4.8: Divisão de setores para um MRV trifásico.

Pode-se definir os vetores de estado para o CDT a partir dos setores. Foram

apresentados na Figura 2.11 os posśıveis estados para cada fase do MRV de acordo com os

sinais de acionamento do conversor AHB. Cada uma das 3 fases pode assumir 3 estados

diferentes, totalizando 27 posśıveis combinações de estados, entretanto algumas destas

combinações devem ser evitadas, como por exemplo os casos em que as 3 fases são ligadas

ou desligadas simultaneamente, restando apenas 6 combinações. Cada um destes vetores

restantes encontram-se no centro dos setores definidos anteriormente, nomeados como U0,

U1, U2, U3, U4 e U5 (Figura 4.9). Cada um destes vetores possui 3 coordenadas, a primeira

coordenada refere-se à relação que o setor em que o vetor encontra-se faz com a fase A, a
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segunda coordenada se refere à relação que o setor em que o vetor se encontra faz com a

fase B e a terceira coordenada se refere à relação que o setor em que o vetor se encontra

faz com a fase C. Para exemplificar, define-se o vetor U0, que está localizado no centro do

setor S0, como (1, 0,−1), pois este setor é limitado pela parte positiva do eixo da fase A,

pela parte negativa do eixo da fase C e não é limitado pelo eixo da fase B.
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B+

A+A-

C-
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U (0,1,-1)1

U (0,-1,1)4
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Figura 4.9: Definição de vetores de estado de tensão para o CDT.

Na Tabela 4.1 são mostrados os vetores e os estados de tensão aplicados às fases do

MRV de acordo com os vetores. Na Figura 4.9 existem duas circunferências, uma exterior e

uma interior, que representam as bandas superior e inferior da histerese de fluxo magnético

concatenado, respectivamente. O vetor de fluxo magnético concatenado concatenado no

estator deve ser mantido nesta faixa através da aplicação dos vetores de estado.

Tabela 4.1: Vetores de tensão que podem ser aplicados ao conversor AHB
Vetor U0 U1 U2 U3 U4 U5

Estados (1, 0,−1) (0, 1,−1) (−1, 1, 0) (−1, 0, 1) (0,−1, 1) (1,−1, 0)

A escolha do vetor que deve ser aplicado depende de duas condições, uma em

relação ao erro entre o torque produzido e a referência e outra em relação ao fluxo magnético

concatenado no estator e o fluxo magnético concatenado de referência. Ambas as condições

são dadas por controladores por histerese que analisam este erro, indicando se é necessário

aumentar ou decrescer estas grandezas. Na Figura 4.10 são detalhados os vetores aplicados

para que o fluxo magnético concatenado complete um ciclo na condição em que sempre

é necessário aumentar o torque. Caso seja necessário diminuir o torque, o vetor de fluxo

magnético concatenado deve ser rotacionado no sentido horário da Figura 4.10.

A Tabela 4.2 resume a lógica sobre a escolha do vetor de estado de tensão a ser

aplicado de acordo com o setor (posição do vetor de fluxo magnético concatenado) e com a

condição de torque e fluxo magnético concatenado. Para melhor entendimento, no caso em

que for necessário aumentar o torque (caso em que o valor de torque instantâneo acaba de

atingir a banda inferior da histerese de torque) e o vetor de fluxo magnético concatenado
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Figura 4.10: Vetores de estados definidos e representação de um ciclo completo do vetor
de fluxo magnético concatenado do estator para um MRV trifásico.

acaba de atingir a banda superior (ćırculo externo) no setor S4, devendo então ser reduzido,

nestas condições, pela tabela, o vetor U0 deve ser aplicado, como mostrado na Figura 4.10.

Tabela 4.2: Tabela de chaveamento CDT para um motor de relutância variável trifásico
Condição T&λ

Setor Posição angular λ ↑ T ↑ λ ↑ T ↓ λ ↓ T ↑ λ ↓ T ↓
S0 0− 60o U1(0,1,-1) U5(1,-1,0) U2(-1,1,0) U4(0,-1,1)
S1 60− 120o U2(-1,1,0) U0(1,0,-1) U3(-1,0,1) U5(1,-1,0)
S2 120− 180o U3(-1,0,1) U1(0,1,-1) U4(0,-1,1) U0(1,0,-1)
S3 180− 240o U4(0,-1,1) U2(-1,1,0) U5(1,-1,0) U1(0,1,-1)
S4 240− 300o U5(1,-1,0) U3(-1,0,1) U0(1,0,-1) U2(-1,1,0)
S5 300− 360o U0(1,0,-1) U4(0,-1,1) U1(0,1,-1) U3(-1,0,1)

4.2.3.3 Referência de fluxo magnético concatenado variável

O CDT requer uma referência de fluxo magnético concatenado no estator para

a realização do controle por histerese. Na literatura são encontrados diversos trabalhos

que mantêm a referência de fluxo magnético concatenado fixa para toda a faixa de velo-

cidades de operação da máquina [88, 89, 93, 95, 96]. Entretanto, como apontado em [91],

observando-se a caracteŕıstica de fluxo magnético concatenado (Figura 2.5(a)) percebe-se

que para altos valores de velocidade, onde um valor elevado de corrente elétrica é reque-

rido, o comportamento do fluxo magnético concatenado deixa de ser linear com a saturação

magnética. Nesta faixa de velocidades o ńıvel de ondulação de torque aumenta com o au-

mento da velocidade. Em [92] foi proposta a utilização de uma referência variável para o
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fluxo magnético concatenado no estator. O fluxo magnético concatenado de referência é

gerado por um controlador PI até uma certa velocidade limite, acima desta velocidade, o

fluxo magnético concatenado decai linearmente até que a velocidade de rotação alcance a

velocidade nominal. Acima da velocidade nominal, o fluxo magnético concatenado é man-

tido constante novamente. Define-se a velocidade limite, ou velocidade cŕıtica (ωcrit), como

a velocidade em que o torque eletromagnético produzido passa a apresentar afundamen-

tos, aumentando o ńıvel de ondulação de torque de acordo com o aumento da velocidade.

Para determinar esta velocidade através de simulações deve-se controlar a velocidade da

máquina em malha aberta de controle e observar-se a forma de onda do torque eletro-

magnético produzido. Com o aumento da velocidade de referência é posśıvel perceber

a velocidade em que os afundamentos começam a ocorrer. Para o MRV estudado esta

velocidade é de 37, 5 rad/s.

Neste trabalho propõe-se uma nova abordagem para a geração da referência de

fluxo magnético concatenado. A referência do fluxo magnético concatenado é dividida em

3 casos, um para velocidades abaixo da velocidade cŕıtica (ωcrit), um entre a velocidade

cŕıtica e a velocidade de base (ωb) e outro acima da velocidade de base.

A referência de fluxo magnético concatenado para o primeiro caso é determinada

com um controlador PI através do erro entre a velocidade instantânea e a velocidade de

referência. Para o segundo caso, uma função que descreve o decaimento do fluxo magnético

concatenado com o aumento da velocidade (λdec(ω)) foi utilizada e para o terceiro caso, o

fluxo magnético concatenado de referência é mantido constante em seu valor nominal.

Para determinar a função de decaimento do fluxo magnético concatenado, pri-

meiramente foi realizada uma otimização OFAT variado-se o fluxo magnético concatenado

de referência para cada valor de velocidade de referência em toda a faixa de velocidades

de operação da máquina e para cada torque de carga (TL). Em seguida, os valores de

fluxo magnético concatenado que retornaram o menor ńıvel de ondulação de torque foram

armazenados em uma tabela de consulta (λ∗(ω, T )). Os valores ótimos de fluxo magnético

concatenado para as velocidades entre a velocidade cŕıtica e a velocidade de base foram

interpolados, utilizando-se uma ferramenta do software Matlab chamada Curve Fitting,

para a criação de uma função que descreve o decaimento do fluxo magnético concatenado

nesta faixa de velocidades. A função encontrada foi uma soma de senos de quatro termos

mostrada na Equação (4.22). Os coeficientes Ai, Bi e Ci encontrados na interpolação

são mostrados na Tabela 4.3 e a forma de onda que o fluxo magnético concatenado de

referência descreve entre a velocidade cŕıtica e a velocidade de base é mostrada na Figura

4.11. A função de decaimento de fluxo magnético concatenado interpolada apresenta um

coeficiente de determinação (R2) de 0, 9821, indicando que a função utilizada descreve o

fluxo magnético concatenado ótimo de referência em 98, 21% dos casos para a faixa de
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velocidades aplicada.

λdec(ω) =
4∑
i=1

Aisen(Biω + Ci) (4.22)

Tabela 4.3: Coeficientes Ai, Bi e Ci para a função λdec(ω).
Coeficiente A1 B1 C1 A2 B2 C2

Valor 0, 128 0, 02826 −0, 4405 0, 04907 0, 06595 −0, 02546
Coeficiente A3 B3 C3 A4 B4 C4

Valor 0, 01876 0, 1314 −1, 89 0, 01024 0, 1658 4, 76

l(w)

0,09739

0,08519

0,08977

wcrit wwb

Figura 4.11: Fluxo magnético concatenado de referência de acordo com a velocidade de
rotação da máquina para a MRV utilizada neste estudo.

Sendo assim, o fluxo magnético concatenado de referência (λ∗) para toda a faixa

de velocidades de operação do método pode ser descrito pela Equação (4.23).

λ∗ =


sáıda de um controlador PI , 0 ≤ ω ≤ ωcrit

λdec(ω) , ωcrit ≤ ω ≤ ωb

0, 0875 , ωb ≤ ω

(4.23)

4.2.3.4 Simulação Computacional

O diagrama de blocos usado para o controle direto de torque é mostrado na Figura

4.12. O erro entre a velocidade de referência e a velocidade instantânea é utilizado para

determinar a referência de torque. A referência de fluxo magnético concatenado é dada pela

Equação (4.23). A referência de torque é então comparada ao valor instantâneo de torque

e esse erro é processado por um controlador por histerese para determinar a condição de

torque no instante. A referência de fluxo magnético concatenado é comparada com o valor

estimado de fluxo magnético concatenado e esse erro também é usado para determinar

uma condição de fluxo magnético concatenado através de um controlador por histerese.
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Figura 4.12: Diagrama de blocos para o controle direto de torque.

A transformada de Clarke é utilizada para estimar o fluxo magnético concatenado total e

a posição do vetor de fluxo magnético concatenado (θ). O setor em que o vetor de fluxo

magnético concatenado se encontra é determinado através de um bloco seletor de setor

que indica o setor de acordo com a posição angular do vetor fluxo magnético concatenado

encontrada com a Equação (4.21). O setor e as condições de torque e fluxo magnético

concatenado são então usados para a escolha dos vetores de acionamento com a lógica

mostrada na Tabela 4.2.

4.2.4 Controle direto de torque instantâneo (CDTI)

O CDTI é uma técnica de controle com malha fechada que visa controlar o torque

instantâneo produzido através de controladores por histerese. A técnica foi proposta no

ińıcio dos anos 2000 [24]. Diferentemente do perfilamento de corrente por FDT, o CDTI

não utiliza perfilamento da corrente elétrica ou do fluxo magnético concatenado para o

controle, o torque é diretamente controlado.

4.2.4.1 Prinćıpio de funcionamento do CDTI

O MRV é controlado através da aplicação de um controlador por histerese de

banda dupla, uma banda interna e uma banda externa. O método divide dinamicamente

o torque entre as fases da máquina durante a comutação de duas fases. O sistema de

controle coordena os estados das chaves de potência do conversor AHB de acordo com

um sinal de condição de condução e com o torque instantâneo produzido por cada fase

separadamente.

Para melhor compreender o funcionamento do CDTI alguns conceitos devem se es-

clarecidos. Na Figura 4.13 são mostradas as formas de onda da corrente elétrica produzida

nas fases de um MRV trifásico. Nesta Figura podem ser definidos dois intervalos:

1. Intervalo de comutação: Define-se como o intervalo em que duas fases estão em
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condução simultaneamente, sendo ambas responsáveis pela produção do torque da

máquina.

2. Intervalo de condução única: Define-se como o intervalo em que apenas uma fase do

MRV deve ser responsável pela produção do torque total de referência.

Além disso, dentro do intervalo de comutação, pode-se definir as fases que estão em co-

mutação como fase a jusante ou fase a montante. A fase a jusante é a fase que está saindo

da comutação, enquanto que a fase que está entrando em comutação é referida como fase

a montante.

Fase k-1
Fase k
Fase k+1

Condução
única

Fase a
jusante

Fase a
montante

Fase a
jusante

Fase a
montanteComutação

q(rad/s)

ik (A)

q(rad/s)

q(rad/s)

Figura 4.13: Forma de onda da corrente elétrica nas fases produzida quando CDTI é
utilizado.

O CDTI faz uma classificação das fases, indicando se a fase está ou não apta

para condução de acordo com as definições apresentadas. Para que a fase seja considerada

apta para condução, a posição desta fase deve estar contida no intervalo entre o ângulo

de acionamento e o ângulo de desligamento (θon ≤ θ ≤ θoff ). Quando apenas uma fase

satisfaz esta condição, a condução única é caracterizada e o controle muda os estados desta

fase para regular o torque. Quando duas fases satisfazem esta condição, é caracterizada

a comutação e os estados das duas fases são coordenados individualmente de forma a

controlar o torque produzido pelas fases, fazendo com que a soma do torque produzido seja

igual ao torque total de referência. As estratégias utilizadas nos dois casos são mostradas

a seguir.

4.2.4.2 Máquinas de estado para o CDTI

Na literatura são encontrados diferentes algoritmos usados com o CDTI [24, 109,

111, 115]. Em [115] foi implementado um controle direto de torque e força instantâneos,
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no qual tanto o torque quanto a força radial são controlados com o perfilamento do fluxo

magnético concatenado. Em [111] um controlador PI é adicionado ao sistema de controle

para minimizar as ondulações de torque, entretanto esta abordagem torna a resposta

do sistema mais lenta. Em [108] é implementado o controle CDTI clássico, proposto

por Inderka [24], com a adição do adiantamento dos ângulos de disparo para velocidades

elevadas.

Neste trabalho implementa-se o controle CDTI clássico e uma otimização OFAT

é feita para encontrar-se os ângulos de disparo ótimos para cada ponto de operação. Duas

tabelas de consulta foram criadas para os ângulos: θon(ω, T ) e θoff (ω, T ).

Para o CDTI, durante a comutação existem duas lógicas de chaveamento sendo

aplicadas simultaneamente, uma para a fase a montante e uma para a fase a jusante. A

fase a montante deve ser a preferida para a produção de torque, então a fase a jusante deve

ser magnetizada apenas quando a fase a montante não possuir a capacidade de elevar o

ńıvel de torque produzido ao valor requerido. Duas máquinas de estados foram criadas para

elucidar o funcionamento do CDTI (Figura 4.14). A máquina de estado que é utilizada para

reger o comportamento da fase a montante é mostrada na Figura 4.14(a) e a máquina de

estado que é utilizada para reger o comportamento da fase a jusante é mostrada na Figura

4.14(b). Nas máquinas de estado são indicadas as condições para mudança de estado, onde

Terr é o erro entre o torque de referência e o torque eletromagnético instantâneo, thss é

o limite de torque superior, thsm é o limite de torque superior médio, thim é o limite de

torque inferior médio e thii é o limite de torque inferior. Vale notar que quando a fase

se encontra em conduçao única, a máquina de estado aplicada é a mesma para a fase a

jusante (Figura 4.14(b)).
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Figura 4.14: Máquinas de estado para histerese de CDTI: a) Fase a montante; b) Fase a
jusante e condução única.

Na Figura 4.15 são apresentadas as formas de onda do torque eletromagnético

instantâneo total produzido e da corrente elétrica nas fases. Na figura são indicadas duas

regiões durante a comutação de fases: 1© e 2©. Na região indicada por 1© o torque

eletromagnético produzido atinge a banda de histerese interna inferior (thim), então a

fase a jusante (k − 1), que estava em roda-livre, é desmagnetizada para que a produção
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Figura 4.15: Forma de onda do torque eletromagnético total instantâneo e da corrente
elétrica nas fases demonstrando a estratégia de controle.

de torque pela fase k (a montante) possa ser priorizada, neste momento a produção de

torque diminui. Quando o torque atinge a banda inferior (thii), a fase é colocada em roda

livre novamente. No ponto indicado por 2© a banda superior de torque (thss) é atingida

mesmo com a fase k − 1 em roda livre, então a fase k é posta em roda-livre para que o

ńıvel de torque seja reduzido.

Para resumir as condições de acionamento utilizadas para o CDTI implementado,

a Tabela 4.4 foi criada. Nesta tabela os estados introduzidos na Figura 2.11 são utilizados.

O sinal de “−” nas células indica que a fase não é considerada para a produção de torque.

As regras de chaveamento apresentadas na Tabela 4.4 devem garantir 3 condições para

que baixos ńıveis de ondulações de torque sejam atingidos:

1. Evitar hard-chopping para minimizar perdas por chaveamento e reduzir o ńıvel de

ondulação de torque;

2. Priorizar a fase a montante para a produção de torque para que a corrente elétrica da

fase a jusante já tenha chegado a zero antes que a inclinação da curva de indutância

se torne negativa para evitar produção de torque negativo;

3. Manter a fase a jusante e em condução única em roda-livre pelo maior peŕıodo de

tempo posśıvel para evitar perdas no cobre e minimizar o ńıvel de ondulação de

torque.

4.2.4.3 Simulação computacional

O diagrama de blocos usado para o controle direto de torque instantâneo é mos-

trado na Figura 4.16. O erro de velocidade é processado por um controlador PI para gerar
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Tabela 4.4: Tabela de aplicação de estados para CDTI em um MRV trifásico.
Condição da fase Estado aplicado

k − 1 k k + 1 k − 1 k k + 1
0 0 0 − − −
1 0 0 1|0 − −
1 1 0 1|0| − 1 1|0 −
0 1 0 −1|− 1|0 −
0 1 1 − 1|0| − 1 1|0
0 0 1 − −1|− 1|0

a referência de torque. A referência de torque é comparada com o torque instantâneo para

determinar o erro de torque. Este erro de torque é utilizado para determinar o estado

que deve ser aplicado às fases de acordo com as lógicas de chaveamento para comutação

e condução única. A escolha da lógica utilizada depende de um sinal de condição gerado

para as fases separadamente. Para sintetizar a condição da fase, são necessários os sinais

de posição das fases e os valores utilizados como ângulos de acionamento e desligamento.

Os ângulos de disparo são escolhidos de acordo com uma tabela de consulta que depende

do ponto de operação da máquina.
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Figura 4.16: Diagrama de blocos para o controle direto de torque instantâneo.
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4.2.5 Considerações finais

Considerando os métodos CTI apresentados (perfilamento de corrente através de

FDT, CDT e CDTI) e o método CTM apresentado (CDTM), pode-se fazer algumas con-

siderações a respeito da utilização destes dois tipos de controle de torque.

Como destacado anteriormente, os métodos de CTI dependem da variação ins-

tantânea de corrente elétrica ou de fluxo magnético concatenado para controlar o torque

produzido instantaneamente, entretanto, acima da velocidade de base a taxa máxima de

crescimento da corrente elétrica diminui e consequentemente a capacidade de controle tam-

bém. Já os métodos CTM requerem que a corrente elétrica e o torque sejam alterados

apenas uma vez a cada ciclo elétrico, podendo então ser aplicados por toda a faixa de

velocidades de operação do MRV.

Os métodos CTI produzem maiores reduções nas ondulações do torque eletromag-

nético por tratarem o erro entre o torque de referência e o produzido de forma instantânea,

enquanto que os CTM visam apenas manter o torque médio próximo a uma referência,

indiscriminando as amplitudes das ondulações do torque produzido.

Além disso, por requisitarem do tratamento instantâneo do erro entre o torque

de referência e o produzido, as técnicas de CTI precisam de maiores frequências de amos-

tragem e de controle do que os métodos CTM. Ademais, os métodos CTI apresentam

algoritmos com um maior número de condições, sendo mais complexos de implementar.

Por outro lado, como os métodos CTM fazem uso de uma grande quantidade de tabelas

de consulta, estes demandam maior alocação de memória nos microprocessadores.

Nota-se que todos os métodos apresentados utilizam alguma forma de otimização,

seja por meio de tabelas de consulta, como no caso do CDTM, CDTI e FDT, ou por meio

de uma função ótima, como no caso do CDT. Sendo assim, os valores ótimos utilizados são

válidos apenas para o MRV utilizado neste estudo. Caso seja necessário aplicar os métodos

abordados à outros MRV, é indispensável uma nova otimização baseada nos dados deste

novo motor. Os procedimentos para tal tarefa são os mesmos descritos neste trabalho.
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Caṕıtulo 5

Resultados obtidos com as técnicas

de controle de torque utilizadas

N
este caṕıtulo são apresentados os resultados individuais de cada método de controle e

em seguida comparações entre os métodos a respeito do ńıvel de ondulação de torque

e das perdas elétricas são apresentadas.

Para verificar os métodos estudados, um modelo computacional foi desenvolvido

em ambiente MATLAB/Simulink. O modelo matemático dinâmico da máquina de relutân-

cia variável foi gerado através das curvas de magnetização adquiridas experimentalmente

como proposto em [45]. A máquina utilizada foi um MRV 12/8, com uma potência nomi-

nal de 1, 5 kW, velocidade nominal de 1500 rpm e velocidade de base de aproximadamente

96 rad/s (954, 93 rpm). A indutância mı́nima (Lmin) de uma fase é de 1, 675 mH, já a

indutância máxima (Lmax) é de 13, 88 mH. A resistência da fase (Rk) é de 0, 3 Ω. Nas

simulações a tensão de alimentação foi mantida constante em 80 V. Uma carga de 2 N.m

foi inserida gradualmente (em rampa) durante as simulações.

Três tipos de simulações foram realizadas para cada método de controle. A pri-

meira simulação (Simulação A©) foi realizada mantendo-se a carga constante em 2 N.m e

a velocidade de referência constante em 30 rad/s para verificar o comportamento do mé-

todo de controle empregado para velocidades abaixo da velocidade de base. Na segunda

simulação (Simulação B©) a carga foi mantida em 2 N.m e a velocidade de referência foi

mantida constante em 170 rad/s para verificar o comportamento do método de controle

para velocidades acima da velocidade de base. Na terceira simulação (Simulação C©),

a carga foi inserida gradualmente até atingir o valor de 2 N.m e a velocidade de refe-

rência foi variada em rampa, visando verificar o comportamento dos métodos por toda a

faixa de velocidades de operação posśıvel para cada método. Nas seções subsequentes são

apresentadas as formas de onda de interesse de cada método.
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Para condensar os resultados e tornar a leitura mais dinâmica, os resultados de

ondulação de torque obtidos para todos os métodos estudados para as simulações A© e

B© foram aglutinados na Tabela 5.1. O Anexo C apresenta os resultados obtidos para

estas simulações.

Tabela 5.1: Resultados obtidos para as simulações A© e B©.

Simulação A©
Método Ondulação de torque (%) θon θoff Figura
CDTM 69,40 26,0 43,9 (C.1)
FDT linear 13,21 25,6 43,4 (C.3)
FDT senoidal 7,92 25,3 43,5 (C.5)
FDT exponencial 10,70 27,3 43,5 (C.7)
FDT cúbica 14,52 26,0 43,5 (C.9)
CDT 24,41 - - (C.11)
CDTI 10,43 25,7 43,9 (C.13)

Simulação B©
Método Ondulação de torque (%) θon θoff Figura
CDTM 49,30 24,0 41,1 (C.2)
FDT linear 86,48 23,0 42,5 (C.4)
FDT senoidal 84,86 23,5 42,5 (C.6)
FDT exponencial 80,17 23,6 43,0 (C.8)
FDT cúbica 97,76 23,9 43,8 (C.10)
CDT 137,7 - - (C.12)
CDTI 59,43 23,2 40,5 (C.14)

5.1 Controle de torque médio

A técnica conhecida como controle direto de torque médio (CDTM) foi a técnica

de CTM desenvolvida para análise nesta pesquisa. Os resultados de simulação obtidos são

apresentados nesta seção.

5.1.1 Controle direto de torque médio

Na Figura 5.1 são apresentadas, de cima para baixo, as formas de onda da corrente

elétrica nas fases, do torque eletromagnético produzido pelo motor, da energia mecânica

(Wmec) estimada através da Equação (4.4) e do torque eletromagnético médio (T̄ ) estimado

através da Equação (4.5). A velocidade de referência foi variada em rampa. No intervalo

de tempo mostrado pela Figura 5.1, a velocidade varia de 79 rad/s a 79.6 rad/s para que

seja posśıvel observar a mudança na estimativa do torque médio. Além disso, pode-se

observar que a energia mecânica só é estimada uma vez a cada ciclo elétrico completo e
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para apenas uma das fases. O valor estimado para uma fase é utilizado para o controle

das outras fases.
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Figura 5.1: Formas de onda da corrente elétrica na fase, do torque produzido por cada
fase, da energia mecânica estimada e do torque médio estimado pelo circuito da Figura
4.2 para o CDTM com operação variando de 79 rad/s a 79, 6 rad/s.

Na Figura 5.2 são apresentadas as formas de onda obtidas com o CDTM em

resposta a uma entrada em rampa de velocidade (Simulação C©). A velocidade instantânea

e a de referência são mostradas na Figura 5.2(a), a velocidade máxima alcançada com este

método foi de 240 rad/s. Na Figura 5.2(b) apresenta-se o fluxo magnético concatenado

pelas fases de acordo com o aumento da velocidade. Já na Figura 5.2(c) apresenta-se

a corrente elétrica nas fases. Na Figura 5.2(d) são apresentadas as formas de onda do

torque eletromagnético instantâneo, do torque médio estimado e do torque de referência.

Verifica-se que os resultados obtidos com o CDTM apresentam um alto ńıvel de ondulações

de torque para toda a faixa de velocidades. Isto ocorre pois o CDTM tem o objetivo de

controlar apenas o torque médio produzido, desta maneira o torque instantâneo não é

controlado, causando um alto ńıvel de ondulação de torque.
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Figura 5.2: Respostas do CDTM de acordo com a Simulação C©: a) Velocidade; b)
Resposta do fluxo magnético concatenado pelas fases; c) Resposta da corrente elétrica nas
fases; d) Resposta do torque médio e instantâneo.

5.2 Controle de torque instantâneo

Como discutido anteriormente, o controle de torque médio não é indicado para

operar em baixas velocidades pois as grandes ondulações de torque geradas fazem com que a

velocidade apresente ondulações elevadas. Enquanto que o controle de torque instantâneo,

por tratar instantaneamente o erro entre o torque produzido e o torque de referência, é

mais indicado para velocidades abaixo da velocidade de base.

As técnicas de CTI estudadas neste trabalho incluem o perfilamento de corrente

com as funções de divisão de torque linear, senoidal, exponencial e cúbica, o controle direto

de torque e o controle direto de torque instantâneo. Esta seção apresenta os resultados de

simulação obtidos para estes métodos.

5.2.1 Funções de divisão de torque

No perfilamento de corrente através de FDT, para a Simulação A© e para a Simu-

lação B©, são apresentadas as formas de onda da velocidade intantânea e da velocidade

de referência, das correntes elétricas nas fases e suas referências, do fluxo magnético con-
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catenado pelas fases, dos torques produzidos pelas fases e suas referências, e dos valores

instantâneo e de referência do torque total produzido. Os torques de referência das fases

são obtidos dividindo-se o torque de referência total através das FDT e as correntes elé-

tricas de referência são geradas a partir das referências de torque por fase com a tabela de

consulta ik(T
∗, θ). Para a Simulação C© são mostradas as formas de onda da velocidade

instantânea e da velocidade de referência, dos fluxos magnéticos concatenados pelas fases,

das correntes elétricas nas fases e dos torques produzidos pelas fases e suas referências. A

rampa de velocidade de referência utilizada para o perfilamento de corrente com as FDT

varia de 0 rad/s até 180 rad/s a uma taxa de crescimento de 20 rad/s2.

5.2.1.1 Função linear

Na Figura 5.3 são apresentadas as formas de onda do perfilamento de corrente

com FDT linear obtidas para a Simulação C©.
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Figura 5.3: Formas de ondas para a FDT linear para a condição da Simulação C©: a)
Velocidades instantânea e de referência; b) Fluxo magnético concatenado pelas fases; c)
Valores instantâneos das correntes elétricas nas fases; d) Valores instantâneo e de referência
do torque produzido pelas fases.
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5.2.1.2 Função senoidal

As formas de onda obtidas para a Simulação C© com a FDT senoidal são mos-

tradas na Figura 5.4.
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Figura 5.4: Formas de ondas para a FDT senoidal para a Simulação C©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Fluxo magnético concatenado pelas fases; c) Valores instan-
tâneos das correntes elétricas nas fases; d) Valores instantâneo e de referência do torque
produzido pelas fases.

5.2.1.3 Função exponencial

Na Figura 5.5 são mostradas as formas de onda do perfilamento de corrente com

FDT exponencial para a Simulação C©.
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Figura 5.5: Formas de ondas para a FDT exponencial nas condições da Simulação C©: a)
Velocidades instantânea e de referência; b) Fluxo magnético concatenado pelas fases; c)
Valores instantâneos das correntes elétricas nas fases; d) Valores instantâneo e de referência
do torque produzido pelas fases.

5.2.1.4 Função cúbica

A Simulação C© também foi implementada para a FDT cúbica. Os resultados

obtidos são apresentados na Figura 5.6.

É posśıvel observar, através das Figuras 5.3, 5.4, 5.5 e 5.6 (Simulação C© das FDT

linear, senoidal, exponencial e cúbica, respectivamente), que com o aumento da velocidade,

o erro entre o torque de referência e o torque instantâneo produzido pelas fases aumenta.

Isto ocorre pois para todas as FDT estudadas, existe um pequeno erro entre a corrente

elétrica de referência gerada e a corrente elétrica na fase que ocorre tanto no instante de

subida quanto no instante de descida da corrente elétrica de referência. Este erro acontece

uma vez que existe uma taxa máxima de aumento e decréscimo da corrente elétrica na

fase. Com o aumento da velocidade, a força contra eletromotriz aumenta e com isso a

taxa máxima de aumento e decréscimo da corrente elétrica diminui, fazendo com que o

erro aumente. Na Figura 5.7 são mostradas as formas de onda dos torques nas fases e da

corrente elétrica nas fases para as FDT estudadas nas velocidades de 30 rad/s, 50 rad/s e

90 rad/s. Fica destacado que com o aumento da velocidade ocorre um aumento do erro de

corrente elétrica devido à redução da taxa máxima de aumento e decréscimo da corrente
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elétrica. Este erro é transportado para o torque eletromagnético produzido, fazendo com

que o ńıvel de ondulação de torque aumente.
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Figura 5.6: Formas de ondas para a FDT cúbica para a Simulação C©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Fluxo magnético concatenado pelas fases; c) Valores instan-
tâneos das correntes elétricas nas fases; d) Valores instantâneo e de referência do torque
produzido pelas fases.
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Figura 5.7: Formas de ondas dos torques nas fases (Tk) e da corrente elétrica nas fases (ik)
para as FDT estudadas nas velocidades de 30 rad/s, 50 rad/s e 90 rad/s. Destaque nas
regiões onde existe erro entre a referência e o valor instantâneo da grandeza.

5.2.2 Controle direto de torque

O CDT realiza o controle tanto do torque eletromagnético quanto do fluxo mag-

nético concatenado pelas fases, sempre visando manter o fluxo magnético concatenado

dentro de limites de histerese. Na Figura 5.8 mostra-se a forma de onda do fluxo magné-

tico concatenado total em coordenadas estacionárias para a velocidade de 30 rad/s a fim

de comparar os demais métodos com o CDT (Figura 5.8(a): FDT cúbica, Figura 5.8(b):

FDT exponencial, Figura 5.8(c): FDT senoidal, Figura 5.8(d): FDT linear, Figura 5.8(e):

CDTI, Figura 5.8(f): CDTM e Figura 5.8(g): CDT). O fluxo magnético concatenado em

coordenadas estacionárias, para o CDT, deve mantido dentro das bandas de histerese com
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a aplicação dos vetores de estado de tensão, dando origem à forma circular apresentada. Os

demais métodos não empregam controle sobre o fluxo magnético concatenado e por isso,

a forma de onda do fluxo magnético concatenado segue o padrão mostrado nas figuras.
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Figura 5.8: Fluxo magnético concatenado total em coordenadas estacionárias para os
métodos estudados. a) FDT cúbica; b) FDT exponencial; c) FDT senoidal; d) FDT
linear; e) CDTI; f) CDTM; e g) CDT.

Para a Simulação C© são apresentadas as formas de ondas dos valores instan-

tâneos e de referência da velocidade, do fluxo magnético concatenado em coordenadas

estacionárias e dos valores instantâneo e de referência do torque eletromagnético. Neste

método a velocidade máxima atingida foi de 170 rad/s e a rampa de velocidade de refe-
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rência utilizada para a Simulação C© cresce a uma taxa de 10 rad/s2.

Na Figura 5.9 são apresentadas as formas de ondas do CDT para as condições

da Simulação C©. Na Figura 5.9(b) são mostrados o fluxo magnético concatenado total

concatenado e o fluxo magnético concatenado de referência de acordo com a entrada em

rampa de velocidade de referência, detalhes das formas de ondas nas velocidades de 25

rad/s, 70 rad/s e 130 rad/s são mostrados. Como apresentado na seção 4.2.3, a referência

do fluxo magnético concatenado em coordenadas estacionárias depende da velocidade, por

isto, a naturalidade do fluxo magnético concatenado também é indicada na Figura 5.9(b)

de acordo com a Equação (4.23).
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Figura 5.9: Formas de ondas para o CDT para a Simulação C©: a) Velocidades instantânea
e de referência; b) Valores instantâneo e de referência do fluxo magnético concatenado em
coordenadas estacionárias; c) Valores instantâneo e de referência do torque eletromagnético
total.

5.2.3 Controle direto de torque instantâneo

Para a Simulação C© são apresentadas as formas de ondas dos valores instantâ-

neos e de referência da velocidade, das correntes elétricas nas fases, dos fluxos magnéticos

concatenados pelas fases e dos valores instantâneos e de referência do torque eletromag-

nético total. A velocidade máxima de operação com este método foi de 210 rad/s. A
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rampa de velocidade de referência utilizada tem uma taxa de crescimento de 20 rad/s2.

Os resultados obtidos com o CDTI nas condições da Simulação C© são apresentados na

Figura 5.10.
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Figura 5.10: Formas de ondas para o CDTI para a Simulação C©: a) Velocidades instan-
tânea e de referência; b) Corrente elétrica nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas
fases; d) Valores instantâneo e de referência do torque eletromagnético total produzido.

5.3 Comparação da produção de ondulação de torque

eletromagnético

Para realizar a comparação entre os métodos estudados a respeito da produção

de ondulações no torque eletromagnético produzido, foram feitas simulações em diferentes

velocidades com cada um dos métodos e também sem a utilização de nenhum método de

controle de torque para melhor entendimento do problema. Cada simulação foi realizada

mantendo-se a carga e a velocidade de referência constantes. Em todas as simulações,

a carga foi mantida em 2 N.m. Na primeira simulação de cada método de controle a

velocidade de referência foi de 10 rad/s, as velocidades foram aumentadas em 20 rad/s

para cada nova simulação até que o método não fosse mais capaz de regular a velocidade

de operação. As velocidades máximas alcançadas foram de 170 rad/s para o CDT, 190
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rad/s para o perfilamento de corrente com FDT, 210 rad/s para o CDTI e 250 rad/s para

o CDTM e para o controle de velocidade sem nenhum controle de torque. Além disso, para

cada simulação foi calculado o fator de ondulação do torque eletromagnético produzido e

os valores foram armazenados para a comparação.

Para melhor compreender o problema, foram feitas simulações em que nenhum tipo

de controle de torque foi implementado, apenas a velocidade foi controlada. As condições

de variação de velocidade destas simulações são as mesmas descritas para as simulações

feitas com os métodos de controle de torque estudados. A velocidade foi aumentada em

20 rad/s a cada simulação até que o método não pudesse mais regular a velocidade. O

diagrama de blocos que descreve esta operação é apresentado na Figura 3.2, os ângulos de

disparo utilizados foram: θon = 22, 5o e θoff = 40, 0o. Para cada simulação foi calculado

e armazenado o ńıvel de ondulação de torque. Os resultados são apresentados na Figura

5.11, a velocidade de base (ωb) é indicada na figura. Estes resultados serão utilizados para

comparar a eficiência dos métodos de controle estudados quanto à minimização do ńıvel

de ondulação de torque.
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Figura 5.11: Nı́vel de ondulação do torque eletromagnético produzido sem controle de
torque por toda a faixa de velocidades de operação da máquina.

As comparações foram divididas em duas etapas, a primeira etapa visando estabe-

lecer qual das FDT estudadas é mais indicada, com relação à minimização das ondulações

de torque, para a implementação. A segunda, visa apresentar uma comparação geral entre

os métodos estudados a fim de destacar a relevância de cada um de acordo com o ponto

de operação.
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5.3.1 Comparação entre as FDT

Os resultados obtidos nas simulações com as FDT são apresentados na Figura

5.12. Nesta figura existe uma linha vertical que demarca a velocidade de base (ωb). As

FDT estudadas apresentam ńıveis de ondulação de torque semelhantes para a maior parte

da faixa de operação do método. A maior diferença entre elas é de 19, 59% em 170 rad/s,

onde a FDT exponencial apresenta melhor desempenho e a FDT cúbica apresenta o pior.

Entretanto, por se tratar de um método de controle de torque instantâneo, a regulação

de torque só é satisfatória até a velocidade de base (ωb = 96 rad/s), como mostrado nos

resultados apresentados na seção 5.2.1. Neste intervalo, a FDT linear apresenta o pior

desempenho, já a FDT senoidal e a FDT cúbica se destacam em relação às outras FDT.

Considerando a pequena diferença no valor de ondulação de torque entre a FDT senoidal

e a FDT cúbica na faixa de velocidades de interesse, a escolha da FDT mais indicada na

faixa foi baseada na quantidade de cálculos exigidos para se realizar a divisão do torque de

referência entre as fases, considerando a implementação em sistemas embarcados. Neste

quesito, a FDT senoidal apresenta vantagem devido à possibilidade da utilização de tabelas

de consulta com valores referentes a funções seno, sendo a mais indicada dentre as funções

de divisão de torque.
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Figura 5.12: Nı́vel de ondulação do torque eletromagnético produzido com as diferentes
FDT estudadas por toda a faixa de velocidades de operação da máquina com o método.

5.3.2 Comparação geral

Após averiguar qual das FDT apresenta melhor desempenho, uma nova compara-

ção foi feita entre a FDT senoidal, o CDTM, o CDT e o CDTI para comparar a performance

dos métodos de acordo com o aumento da velocidade de operação da máquina. O fator
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de ondulação de torque foi calculado para cada simulação através da Equação (2.16) e os

resultados foram armazenados. Os valores encontrados são dispostos no gráfico da Figura

5.13, a velocidade de base (ωb) é indicada na figura por uma linha vertical.
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Comparando-se os resultados com os valores obtidos sem a implementação de

técnicas de minimização de ondulação de torque fica clara a eficiência dos métodos quanto

à mitigação das ondulações de torque. Quando nenhum método é aplicado os ńıveis de

ondulação podem alcançar valores de até 570, 1% (velocidade de 10 rad/s), com o aumento

da velocidade, o ńıvel de ondulação diminui naturalmente devido à ação da inércia e do

aumento da frequência natural do ńıvel de ondulação de torque, enquanto que para o caso

onde é implementado um sistema de controle para minimizar as ondulações de torque, o

maior valor encontrado foi de 137, 7%, para o CDT a uma velocidade de 170 rad/s.

Inicialmente, até uma velocidade de aproximadamente 20 rad/s, a FDT senoidal

retorna um menor valor de ondulação de torque, acima desta velocidade, até a velocidade

de 150 rad/s o CDTI é o método com a melhor performance mesmo em velocidades acima

da de base. Acima de 150 rad/s os métodos de controle de torque instantâneo já não

apresentam capacidade de regular o torque e começam a perder a capacidade de regular

a velocidade. O primeiro método a perder a regulação de velocidade é o CDT em 170

rad/s, seguido do perfilamento de corrente com FDT em 190 rad/s e do CDTI em 210

rad/s, enquanto que o CDTM mantém a regulação de velocidade até a velocidade máxima

atingida pela máquina sem controle de torque (250 rad/s). Nesta faixa, o método com a

melhor performance é o CDTM. O CDT apresenta o pior desempenho dentre os métodos

de controle de torque instantâneo por toda a sua faixa de velocidades de operação.

Como citado na introdução, as máquinas utilizadas para aplicações em véıculos
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elétricos são as máquinas de indução e as máquinas śıncronas de ı́mãs permanentes. Para

as máquinas de indução, os menores valores encontrados na literatura para o ńıvel de

ondulação de torque giram em torno de 20% [116,117]. Para as máquinas śıncronas de ı́mãs

permanentes, foram encontrados trabalhos com variações de 8% a 45% de ondulação de

torque [118–120]. Os resultados obtidos neste trabalho comprovam a competitividade dos

MRV para aplicações que requerem baixo ńıvel de ondulação de torque como a aplicação

em tração de véıculos elétricos.

5.4 Análise comparativa das perdas elétricas

Dada a natureza das perdas elétricas no sistema formado pelo MRV juntamente

com o conversor AHB, como apresentado na seção 2.4, aferir as perdas elétricas do sistema

com a máquina de relutância variável é uma tarefa complexa, entretanto para facilitar a

comparação pode-se medir grandezas terminais que estão diretamente relacionadas com

as perdas. Sendo assim, considerando que as perdas elétricas para as fases é igual, foram

medidos os valores de interesse referentes a apenas uma fase. Para indicar o ńıvel das

perdas por chaveamento, foi medido o número total de chaveamentos de uma fase do

conversor AHB. Para a comparação das perdas no núcleo, foi medido o valor máximo

de fluxo magnético concatenado por uma fase λmax. Já para a comparação das perdas

no cobre, foi medida a corrente elétrica eficaz em uma das fases durante o peŕıodo de

condução.

As medidas foram tomadas em dois pontos de operação, sendo que cada ponto de

operação é dado por uma combinação de carga e velocidade (TL, ω). O primeiro ponto (2

N.m, 50 rad/s) foi escolhido para representar o comportamento do MRV em velocidades

abaixo da velocidade de base; o segundo ponto (2 N.m, 130 rad/s) para representar o

comportamento do MRV em velocidades acima da velocidade de base.

Os resultados obtidos para o ponto (2 N.m, 50 rad/s) são expostos na Tabela 5.2.

Com estes resultados pode-se fazer as seguintes observações:

� A técnica de perfilamento de corrente com a função de divisão de torque exponencial

é a que requer menor corrente elétrica eficaz (7, 797 A), consequentemente sua razão

torque/ampere é a maior entre todas as técnicas e as perdas no cobre são as menores.

Por outro lado, o ńıvel de ondulação de torque desta técnica é o segundo maior, o

mais elevado ocorre com o CDTM como esperado, pois o CDTM é a única técnica de

CTM na comparação. Com o menor ńıvel de ondulação de torque e terceira menor

corrente elétrica eficaz, o CDTI apresenta uma razão torque/ampère mediana em

relação aos outros métodos e perdas elétricas no cobre menores que o CDT e que as
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FDT linear, senoidal e cúbica.

� O perfilamento de corrente com FDT linear é o método que apresenta o menor

número de chaveamentos por ciclo (aproximadamente 55 chaveamentos por ciclo),

os outros métodos apresentam um número entre 62 e 76 com exceção do CDT que

realiza 154 chaveamentos por ciclo. Esta grande diferença acontece por que o CDT é

o único método que não emprega soft-chopping. Considerando que todos os métodos

são testados no mesmo ponto de operação e que a corrente elétrica eficaz requerida

quando o CDT é utilizado é de 10, 4 A enquanto que a mais alta é de 10, 76 A para

o perfilamento de corrente com a FDT linear, este resultado dá indicios de que as

perdas por chaveamento quando o CDT é utilizado são as mais elevadas.

� Quando analisamos o fluxo magnético concatenado máximo (λmax) de cada técnica,

observa-se que a técnica que tem o maior ı́ndice de perdas no núcleo é o CDTI

(λmax = 0, 1424 Wb), seguida do CDTM (λmax = 0, 1296 Wb) e da FDT exponencial

(λmax = 0, 1230 Wb).

Tabela 5.2: Comparação de estratégias de controle para MRV trifásico no ponto de ope-
ração (2 N.m, 50 rad/s).

Ponto de
operação
(TL, ω)

Estratégia
de

controle

Ondulação
de torque

(%)

Corrente
eficaz (A)

Razão
Torque/
Ampère
(N.m/A)

Número
de chavea-

mentos

Fluxo
magnético
concate-

nado
máximo
(Wb)

(2, 50)

CDTI 14,26 9,8750 0,2522 76 0,1424
FDT
linear

23,34 10,760 0,2314 55 0,1107

FDT
senoidal

18,02 10,560 0,2358 62 0,1125

FDT
cúbica

19,49 10,170 0,2448 68 0,1157

FDT ex-
ponencial

22,73 7,7970 0,3794 74 0,1230

CDT 18,46 10,400 0,2414 154 0,1162
CDTM 61,22 8,9620 0,2778 64 0,1296

Os resultados obtidos para o ponto (2 N.m, 130 rad/s) são expostos na Tabela

5.3. Com estes resultados as seguintes observações podem ser feitas:

� Para este ponto, dentre as técnicas estudadas, a que requer a menor corrente elétrica

eficaz para a regulação do torque é o CDTM com uma corrente elétrica de 8, 9 A,

com isto, CDTM também apresenta a maior razão torque/ampère (0, 3676 N.m/A).
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Consequentemente, o CDTM é o método que possui menores perdas no cobre. En-

tretanto, apresenta ondulações de torque elevadas. Novamente, o CDTI é o método

que apresenta menores ondulações de torque, já sua corrente elétrica eficaz tem o

valor de 11, 89 A, sendo este método o que apresenta o segundo maior valor de perdas

no cobre. Com o aumento da velocidade, a tendência é que o ńıvel de ondulação

de torque do CDTM passe a ser o menor e que este método continue sendo o que

apresenta maior razão torque/ampère e menores perdas no cobre.

� Para este ponto de operação, o menor número de chaveamentos por ciclo foi obtido

com o CDTI juntamente com o perfilamento de corrente com FDT exponencial (12

chaveamentos por ciclo). Para o perfilamento de corrente com FDT senoidal foram

necessários 49 chaveamentos por ciclo e uma corrente eficaz de 12, 43 A. Para o

CDT foram necessários 94 chaveamentos e uma corrente eficaz de 11, 04 A. Desta

maneira, é posśıvel perceber que estes dois métodos são os que apresentam maiores

ı́ndices de perdas médias por chaveamento. O número de chaveamentos para o CDT

é elevado devido à ausência da implementação de uma lógica de chaveamento por

soft-chopping.

� A análise do fluxo magnético concatenado máximo mostra que apesar de produzir

menores ondulações de torque, o CDTI apresenta perdas no núcleo elevadas assim

como no ponto de operação (2 N.m, 50 rad/s) (λmax = 0, 1760 Wb). A técnica

com menor pico de fluxo magnético concatenado é a FDT linear com 0, 1049 Wb,

indicando menores perdas no núcleo.
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Tabela 5.3: Comparação de estratégias de controle para MRV trifásico no ponto de ope-
ração (2 N.m, 130 rad/s).

Ponto de
operação
(TL, ω)

Estratégia
de

controle

Ondulação
de torque

(%)

Corrente
eficaz (A)

Razão
Torque/
Ampère
(N.m/A)

Número
de chavea-

mentos

Fluxo
magnético
concate-

nado
máximo
(Wb)

(2, 130)

CDTI 39,89 11,890 0,2753 12 0,1760
FDT
linear

60,60 10,970 0,2984 13 0,1049

FDT
senoidal

59,59 12,430 0,2634 49 0,1125

FDT
cúbico

51,83 10,830 0,3023 16 0,1248

FDT ex-
ponencial

57,57 9,383 0,3489 12 0,1421

CDT 69,64 11,040 0,3618 94 0,1112
CDTM 71,26 8,900 0,3676 20 0,1392

Para melhor visualização das comparações de ńıvel de ondulação de torque e das

perdas no cobre, por chaveamento e no núcleo no ponto (2 N.m, 50 rad/s), na Figura 5.14

são apresentados gráficos de radar contendo as informações de cada quesito de comparação

para cada um dos métodos estudados. Com a Figura 5.14(a) percebe-se que para o primeiro

ponto de operação considerado nesta análise, o CDTI é o método que retorna menor valor

de ondulação, e simultaneamente apresenta um número de chaveamentos reduzido (Figura

5.14(c)). As perdas no cobre, como discutido anteriormente, podem ser indicadas pelo

valor da corrente eficaz na fase do MRV. Da Figura 5.14(b) é posśıvel perceber que a

corrente eficaz para todos os métodos apresenta valores próximos, entretanto a utilização

da FDT exponencial requer uma corrente elétrica menor que com os demais métodos.

Pode-se perceber também que as perdas no núcleo são mais elevadas no CDTI e no CDTM,

respectivamente (Figura 5.14(d)).
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Figura 5.14: Comparação dos métodos estudados no ponto (2 N.m, 50 rad/s): a) On-
dulação de torque; b) Corrente eficaz; c) Número de chaveamentos; d) Fluxo magnético
concatenado máximo.

A mesma análise pode ser feita para o ponto (2 N.m, 130 rad/s) (Figura 5.15).

Em velocidades mais altas, as ondulações de torque do CDTI ainda são menores do que as

do CDTM, pois ainda existe capacidade de regulação de torque por parte do CDTI (Figura

5.15(a)). O número de chaveamentos de todos os métodos diminui bastante, em relação

ao ponto de operação anterior, como pode ser observado pela Figura 5.15(c), entretanto as

perdas no núcleo aumentam consideravelmente, como é mostrado na Figura 5.15(d). Este

aumento do valor de pico no núcleo ocorre devido ao aumento na velocidade da máquina.

As perdas no cobre não sofrem um grande aumento quando comparadas às perdas no cobre

no ponto de operação (2 N.m, 50 rad/s) (Figura 5.15(b)).
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Figura 5.15: Comparação dos métodos estudados no ponto (2 N.m, 130 rad/s): a)
Ondulação de torque; b) Corrente eficaz; c) Número de chaveamentos; d) Fluxo magnético
concatenado máximo.
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Caṕıtulo 6

Conclusões

O principal objetivo deste trabalho foi o de apresentar de maneira detalhada a

implementação dos métodos de controle de torque de MRV mais frequentemente utilizados

na literatura e comparar cada um destes métodos quanto ao ńıvel de ondulação de torque

gerado, além de apresentar uma análise indicativa do ńıvel das perdas elétricas quando cada

um dos métodos foi utilizado, de maneira a indicar qual método seria o mais apropriado

de acordo com o ponto de operação da máquina.

Foram apresentados um método de controle de torque médio (CTM), intitulado

controle direto de torque médio (CDTM), e três métodos de controle de torque instantâneo

(CTI): perfilamento de corrente por função de divisão de torque (FDT), controle direto

de torque (CDT) e controle direto de torque instantâneo (CDTI). Foram apresentadas as

FDT linear, senoidal, exponencial e cúbica, que são as mais comuns na literatura.

Para o CDT, foi proposta uma nova abordagem para o cálculo do fluxo magnético

concatenado total de referência que retorna menores valores de ondulação de torque e que

estende a faixa de velocidades de operação da máquina. O fluxo magnético concatenado

de referência é dependente da velocidade de modo que abaixo de uma velocidade cŕıtica,

a referência é dada por um controlador PI. Entre a velocidade cŕıtica e a velocidade de

base, a referência é dada por uma função λ∗(ω). Acima da velocidade de base, o fluxo

magnético concatenado de referência é o valor de fluxo magnético concatenado nominal

da máquina.

Em relação ao método de perfilamento de corrente através de FDT, foi proposta

a utilização de tabelas de consulta que retornam os ângulos de disparo ótimo de acordo

com o ponto de operação da máquina (θon(T ∗, ω) e θoff (T
∗, ω)). As tabelas foram criadas

através de uma otimização do tipo OFAT para retornarem os valores de ângulo de disparo

das chaves eletrônicas de potência que produziriam o menor ńıvel de ondulação de torque

para cada ponto de operação. A mesma técnica foi utilizada para encontrar tabelas de
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consulta com os ângulos de disparo ótimos para o CDTI.

Com o intuito de verificar cada um dos métodos estudados, simulações computa-

cionais com cada um dos métodos foram realizadas em ambiente MATLAB/Simulink. A

máquina modelada foi um MRV trifásico 12/8 de 1, 5 kW e velocidade nominal de 1500

rpm. A velocidade de base da máquina é de aproximadamente 96 rad/s e a modelagem

foi feita através das curvas de magnetização da máquina. A tensão de alimentação nas

simulações foi mantida constante em 80 V. As simulações foram utilizadas para entender

o funcionamento da máquina quando cada método era implementado e aferir os valores

de ondulação de torque, e também, de grandezas relacionadas às perdas elétricas. Como

indicativo das perdas por chaveamento, observou-se o número de chaveamentos por ciclo

elétrico de uma fase, como indicativo das perdas no cobre foi medida a corrente eficaz na

fase e como indicativo das perdas no núcleo foi medido o fluxo magnético concatenado

por uma fase máximo. Claramente, estas grandezas aferidas não fornecem diretamente

os valores exatos das perdas, entretanto, considerando que os métodos de controle de tor-

que sempre foram analisados no mesmo ponto de operação, estas grandezas podem ser

utilizadas como um indicativo do npivel de perdas, e.g. se para dois métodos diferentes

analisados no mesmo ponto de operação, o ńıvel de corrente eficaz é similar porém um

método apresenta um número superior de chaveamentos, é posśıvel concluir que o ńıvel de

perdas por chaveamento é maior no método que requer um número maior de chaveamentos.

Os ńıveis de ondulações de conjugado da máquina para toda a faixa de velocidades

de operação quando o torque não é controlado foram aferidos para fins de comparação.

Na análise comparativa quanto às ondulações de conjugado, todos os métodos de-

monstraram uma redução de pelo menos 55, 78% (para a velocidade de 250 rad/s). Dentre

as FDT estudadas, a FDT senoidal e a FDT cúbica apresentaram resultados similares

na faixa de velocidades de interesse, entretanto a FDT senoidal foi considerada mais in-

dicada em virtude da facilidade de implementação sendo então utilizada para as demais

comparações.

Quando comparada ao CDT, CDTI e CDTM, a FDT senoidal apresentou me-

lhor performance apenas para velocidades inferiores a 10 rad/s. Entre esta velocidade e

150 rad/s o CDTI apresentou melhores resultados e acima desta velocidade o CDTM foi

superior pois os métodos CTI perderam a capacidade de regulação de torque.

Com isto, fica claro que os métodos CTI apresentam funcionamento adequado

apenas quando existe a possibilidade de se controlar a corrente elétrica na fase, ou seja,

abaixo da velocidade de base.

Os resultados encontrados mostraram que, com os avanços nas técnicas de controle

para regular o torque e minimizar as ondulações de conjugado, os MRV apresentam-se como
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competitivos e podem substituir outras máquinas para aplicações que requerem baixo ńıvel

de ondulação de torque como em véıculos elétricos.

Para a comparação de perdas, foram escolhidos dois pontos de operação, um

abaixo (2 N.m, 50 rad/s) e um acima (2 N.m, 130 rad/s) da velocidade de base. No primeiro

ponto o método que apresentou menores perdas no cobre foi o perfilamento de corrente

com a FDT exponencial. Quanto às perdas no núcleo, o CDTI exibe valores elevados de

fluxo magnético concatenado máximo, indicando maiores perdas. Com exceção do CDT,

todos os métodos apresentaram um número de chaveamentos na faixa entre 55 (FDT

linear) e 76 (CDTI), o CDT executou 154 chaveamentos, sendo o método que tem o maior

número de chaveamentos. No segundo ponto de operação, as maiores perdas no núcleo

continuam sendo do CDTI e as menores continuam sendo da FDT linear. Novamente, o

CDT apresenta maiores perdas por chaveamentos (94 chaveamentos) e as menores perdas

no cobre são alcançadas com o CDTM.

É posśıvel observar que os métodos de controle de torque que apresentam me-

lhor performance na minimização das ondulações de torque tendem, em contrapartida, a

apresentarem um ńıvel mais elevado de perdas de acordo com as grandezas medidas.

Estes resultados ajudam na escolha do método de controle de conjugado com o

objetivo de minimizar as ondulações de torque instantâneo produzido, considerando ainda

as perdas elétricas para cada um dos métodos.

6.1 Trabalhos futuros

Como os MRV mostraram-se competitivos em relação às máquinas mais utilizadas

no mercado para aplicações de tração de véıculos elétricos através das simulações, algumas

recomendações para a continuação do trabalho podem ser feitas.

Os próximos passos da pesquisa podem contar com o desenvolvimento de uma

plataforma experimental para comprovar os resultados obtidos nas simulações computaci-

onais. A implementação experimental possibilita estudos sobre a minimização da produção

de rúıdo acústico e uma análise mais detalhada sobre as perdas, indicando uma relação

entre a relevância das perdas de acordo com mudanças no ponto de operação da máquina.

A inclusão de um sistema que modele um véıculo elétrico completo pode ser inse-

rido nas simulações para que testes de carga e velocidade voltados para véıculos possam

ser feitos. Além disso pode ser implementado um controlador que comute entre os métodos

CDTI e CDTM de acordo com o ponto de operação para garantir operação ótima em toda

a faixa de velocidades de operação da máquina e um estudo da estabilidade dos métodos
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de controle pode ser feito para confirmar a confiabilidade e robustez dos métodos. A ope-

ração nos quatro quadrantes do plano torque-velocidade dos MRV pode ser investigada e

implementada para melhor representar a aplicação em véıculos elétricos.

6.2 Lista de publicações resultantes desta pesquisa

Nesta seção são apresentados os artigos publicados pelo grupo de pesquisa durante

o desenvolvimento deste trabalho.

6.2.1 Artigos publicados em periódicos

— DE PAULA, M.V.; BARROS, T.A.S. ; SANTOS NETO, P.J. ; DE SOUZA,

R.R. ; RUPPERT FILHO, E. Comparative study of torque ripple minimization techni-

ques for a three-phase switched reluctance motor. RENEWABLE ENERGY & POWER

QUALITY JOURNAL (RE&PQJ), v. 1, p. 270-275, 2018.

— BARROS, TARCIO A. S. ; NETO, PEDRO J. SANTOS ; PAULA, MARCELO

V. ; MOREIRA, ADSON B. ; FILHO, PAULO S. NASCIMENTO ; FILHO, ERNESTO

RUPPERT . Automatic Characterization System of Switched Reluctance Machines and

Nonlinear Modeling by Interpolation Using Smoothing Splines. IEEE Access, v. 6, p.

26011-26021, 2018.

— DOS SANTOS NETO, PEDRO JOSE ; DOS SANTOS BARROS, TARCIO

ANDRE ; DE PAULA, MARCELO VINICIUS ; RODRIGUES DE SOUZA, RAMON ;

RUPPERT FILHO, ERNESTO . Design of Computational Experiment for Performance

Optimization of Switched Reluctance Generator in Wind Systems. IEEE TRANSACTI-

ONS ON ENERGY CONVERSION, v. 33, p. 406-419, 2017.

6.2.2 Artigos publicados em anais de congresso

— DOS SANTOS NETO, PEDRO JOSE ; DOS SANTOS BARROS, TARCIO

ANDRE ; DE PAULA, MARCELO VINICIUS ; FILHO, ERNESTO RUPPERT . Perfor-
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2017. p. 1.
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6.2.3 Artigos aceitos para publicação
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TICA (CBA), João Pessoa - PB, 2018.
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Anexo A

Dados do motor de relutância

variável utilizado

Dados do MRV:

� Potência nominal: 1, 5 kW ;

� Velocidade nominal: 1500 rpm;

� Número de polos: 12/8 (estator/rotor);

� Tensão de operação: 30− 80 V ;

� Resistência do enrolamento: 0, 3 Ω;

� Fluxo magnético concatenado máximo: 0, 22 Wb.esp;

� Momento de inércia (obtido através de ensaios de desaceleração): 0, 002 kgm2;

� Indutância mı́nima: 1, 675 mH;

� Indutância máxima: 13, 88 mH
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Anexo B

Modelos realizados no

MATLAB/Simulink

1
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Figura B.1: Modelo utilizado para indicar quando cada fase pode ser habilitada.
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Figura B.2: Lógica de chaveamento soft-chopping.
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Figura B.4: Diagrama do CDTM no MATLAB/Simulink.
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Figura B.6: Diagrama do CDTI no MATLAB/Simulink.
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Figura B.11: Diagrama do CDT no MATLAB/Simulink.
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Anexo C

Resultados obtidos para a Simulação

A© e para a Simulação B©

Este anexo apresenta os resultados das simulações dos métodos de controle de

torque estudados para as condições da Simulação A© e da Simulação B©, descritas no

Caṕıtulo 5.

C.1 Controle direto de torque médio

Nas Figuras C.1 e C.2 são mostradas as formas de onda obtidas com o CDTM para

as velocidades de 30 rad/s (Simulação A©) e 170 rad/s (Simulação B©), respectivamente.

Em ambas as figuras existem 4 gráficos. No gráfico mais acima são apresentadas as formas

de ondas da velocidade instantânea e da velocidade de referência, na sequência está o

gráfico que contém as formas de ondas da corrente elétrica nas fases seguido do gráfico que

abrange os fluxos concatenados pelas fases. Por final, são apresentadas as formas de ondas

do torque médio estimado, do torque eletromagnético (Te) e do torque de referência (T ∗). O

torque de carga em ambos os casos é de 2 N.m. O ńıvel de ondulação de torque encontrado

durante a Simulação A© é de 69, 4%. Na Simulação B©, o ńıvel de ondulação de torque

foi de 49, 3%. Vale notar que na velocidade de 30 rad/s a corrente elétrica é limitada,

caracterizando o acionamento por histerese de corrente, enquanto que na velocidade de

170 rad/s a corrente elétrica flui sem limitações, evidenciando o acionamento feito por

pulso único de tensão.
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C.2 Perfilamento de corrente através de funções de

divisão de torque

C.2.1 FDT linear

Na Figura C.3 são mostrados os resultados obtidos para a Simulação A©. O ńıvel

de ondulação de torque encontrado foi de 13, 21%. Os ângulos de disparo para a FDT

linear neste ponto de operação foram: θon = 25, 6o e θoff = 43, 4o.

Na Figura C.4 apresentam-se os resultados obtidos nas condições da Simulação

B©. Neste caso, o ńıvel de ondulação de torque encontrado foi de 86, 48%. Os ângulos de

disparo utilizados para a FDT linear nas condições da Simulação B© foram: θon = 23, 0o

e θoff = 42, 5o.
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Figura C.3: Formas de onda para a FDT linear para a Simulação A©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes elétricas
nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos e de refe-
rência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do torque
total produzido.
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Figura C.4: Formas de onda para a FDT linear para a Simulação B©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes elétricas
nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos e de refe-
rência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do torque
total produzido.
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C.2.2 FDT senoidal

Nas Figuras C.5 e C.6 são apresentadas as formas de ondas para a Simulação A©
e para a Simulação B©, respectivamente. Para a Simulação A©, o ńıvel de ondulação de

torque encontrado foi de 7, 92% e os ângulos de disparo utilizados foram: θon = 25, 3o e

θoff = 43, 5o. Já para a Simulação B©, o ńıvel de ondulação de torque chegou a 84, 86%

e os ângulos de disparo neste ponto foram: θon = 23, 5o e θoff = 42, 5o.

2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25 2.3 2.35 2.4

29

29.5

30

30.5

31

31.5

32

32.5

33

33.5

34

Velocidade instantânea
Velocidade de referência

ω
(r

ad
/s

)

t(s)

30,3

29,7

(a)

2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25 2.3 2.35 2.4

0

5

10

15

20

25

t(s)

ik
*

ik+1
*

ik-1
*

ik
ik+1
ik-1

ik
(A

)

21

0

(b)

t(s)
2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25 2.3 2.35 2.4

0

0.02

0.04

0.06

0.08

0.1

0.12

λk

λk+1

λk-1

λ
(W

b
.e

sp
)

k

0,12

0

(c)

2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25 2.3 2.35 2.4

0

0.5

1

1.5

2

2.5

3

Tk
*

Tk+1
*

Tk-1
*

Tk

Tk+1
Tk-1

T
k

(
)

N
.m

t(s)

2,52

0

(d)

2 2.05 2.1 2.15 2.2 2.25 2.3 2.35 2.4

0

0.5

1

1.5

2

2.5

3

Te
T*

T
e 

(N
.m

)

t(s)

2,8

1,9

(e)

Figura C.5: Formas de onda para a FDT senoidal para a Simulação A©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes elétricas
nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos e de refe-
rência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do torque
total produzido.
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Figura C.6: Formas de onda para a FDT senoidal para a Simulação B©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes elétricas
nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos e de refe-
rência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do torque
total produzido.

C.2.3 FDT exponencial

Os resultados obtidos para a FDT exponencial com a Simulação A© e com a Simu-

lação B© são apresentados na Figuras C.7 e C.8, respectivamente. O valor de ondulação

de torque encontrado para a Simulação A© foi de 10, 7% com θon = 27, 3o e θoff = 43, 5o.

Para a Simulação B© obteve-se 80, 17% de ńıvel de ondulação de torque com os ângulos

de disparo: θon = 23, 6o e θoff = 43, 0o.
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Figura C.7: Formas de onda para a FDT exponencial para a Simulação A©: a) Veloci-
dades instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes
elétricas nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos
e de referência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do
torque total produzido.
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Figura C.8: Formas de onda para a FDT exponencial para a Simulação B©: a) Veloci-
dades instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes
elétricas nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos
e de referência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do
torque total produzido.
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C.2.4 FDT cúbica

Na Figura C.9 ampresenta-se os resultados obtidos nas condições da Simulação

A© para a FDT cúbica. O torque apresenta um fator de ondulação de 14, 52% e os ângulos

de disparo para este caso foram: θon = 26, 0o e θoff = 43, 5o.

Na Figura C.10 são mostrados os resultados obtidos nas condições da Simulação

B©. O ńıvel de ondulação de torque encontrado foi de 97, 76%. Os ângulos de disparo

utilizados para a FDT cúbica nas condições da Simulação B© foram: θon = 23, 9o e

θoff = 43, 8o.
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Figura C.9: Formas de onda para a FDT cúbica para a Simulação A©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes elétricas
nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos e de refe-
rência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do torque
total produzido.
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Figura C.10: Formas de onda para a FDT cúbica para a Simulação B©: a) Velocidades
instantânea e de referência; b) Valores instantâneos e de referência das correntes elétricas
nas fases; c) Fluxo magnético concatenado pelas fases; d) Valores instantâneos e de refe-
rência do torque produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de referência do torque
total produzido.
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C.3 Controle direto de torque

Nos resultados obtidos para o CDT, para as Simulação A© e para a Simulação

B©, são apresentadas as formas de ondas das velocidades instantânea e de referência, das

correntes elétricas nas fases, dos fluxos concatenados pelas fases, dos valores instantâneo e

de referência do fluxo concatenado em coordenadas estacionárias e dos valores instantâneo e

de referência do torque eletromagnético. As ondulações de torque são também presenciadas

na velocidade instantânea.

Na Figura C.11 são apresentados os resultados obtidos para a Simulação A©. O

ńıvel de ondulações no torque eletromagnético produzido é de 24, 41%.

Os resultados obtidos com o CDT nas condições da Simulação B© são mostrados

na Figura C.12. Neste caso, o ńıvel de ondulação de torque é de 137, 7%.
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Figura C.11: Formas de onda para o CDT para a Simulação A©: a) Velocidades ins-
tantânea e de referência; b) Corrente elétrica nas fases; c) Fluxo magnético concatenado
pelas fases; d) Valores instantâneos e de referência do fluxo concatenado em coordenadas
estacionarias; e) Valores instantâneo e de referência do torque eletromagnético.
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Figura C.12: Formas de onda para o CDT para a Simulação B©: a) Velocidades ins-
tantânea e de referência; b) Corrente elétrica nas fases; c) Fluxo magnético concatenado
pelas fases; d) Valores instantâneos e de referência do fluxo concatenado em coordenadas
estacionarias; e) Valores instantâneo e de referência do torque eletromagnético.
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C.4 Controle direto de torque instantâneo

Os resultados do CDTI referentes à Simulação A© e à Simulação B© são mos-

trados nas Figuras C.13 e C.14, respectivamente. São mostradas as formas de ondas

das velocidades instantânea e de referência, das correntes elétricas nas fases, dos fluxos

concatenados pelas fases, do torque eletromagnético produzido por cada fase e dos valores

instantâneos e de referência do torque eletromagnético total. Novamente, as ondulações de

velocidade presenciadas são causadas pelas ondulações de torque e crescem a medida que

a velocidade de operação cresce. Para a Simulação A©, o ńıvel de ondulação de torque re-

sultante é de 10, 43% e os ângulos de disparo utilizados foram: θon = 25, 7o e θoff = 43, 9o.

Já para a Simulação B©, o ńıvel de ondulação de torque obtido foi de 59, 43% e os ângulos

de disparo foram: θon = 23, 2o e θoff = 40, 5o.
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Figura C.13: Formas de onda para o CDTI para a Simulação A©: a) Velocidades ins-
tantânea e de referência; b) Corrente elétrica nas fases; c) Fluxo magnético concatenado
pelas fases; d) Torque eletromagnético produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de
referência do torque eletromagnético total produzido.
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Figura C.14: Formas de onda para o CDTI para a Simulação B©: a) Velocidades ins-
tantânea e de referência; b) Corrente elétrica nas fases; c) Fluxo magnético concatenado
pelas fases; d) Torque eletromagnético produzido pelas fases; e) Valores instantâneo e de
referência do torque eletromagnético total produzido.
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26 SILVEIRA, A. Fleury Veloso da. Modelagem, Contrução, Testes e Análise de
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splines. Eletrônica de Potência, v. 20, n. 2, p. 140–150, 2015. ISSN 1414-8862.

46 GANJI, B. et al. Core loss model based on finite-element method for switched
reluctance motors. IET Electric Power Applications, v. 4, n. 7, p. 569–577, August 2010.
ISSN 1751-8660.

47 SUN, J. et al. Back propagation neural network applied to modeling of switched
reluctance motor. In: 2006 12th Biennial IEEE Conference on Electromagnetic Field
Computation. [S.l.: s.n.], 2006. p. 151–151.

48 BARROS, T. A. dos S. Uma Contribuição ao Estudo and Desenvolvimento de
Técnicas de Controle de Potência Ativa e Reativa do Gerador de Relutância Variável
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114 DUESTERHOEFT, W. C.; SCHULZ, M. W.; CLARKE, E. Determination of
instantaneous currents and voltages by means of alpha, beta, and zero components.
Transactions of the American Institute of Electrical Engineers, v. 70, n. 2, p. 1248–1255,
July 1951. ISSN 0096-3860.

115 KLEINHESSLING, A.; HOFMANN, A.; DONCKER, R. W. D. Direct instantaneous
torque and force control: A novel control approach for switched reluctance machines.
In: 2015 IEEE International Electric Machines Drives Conference (IEMDC). [S.l.: s.n.],
2015. p. 922–928.

116 CHO, Y.; BAK, Y.; LEE, K. B. Torque-ripple reduction and fast torque response
strategy for predictive torque control of induction motors. IEEE Transactions on Power
Electronics, v. 33, n. 3, p. 2458–2470, March 2018. ISSN 0885-8993.

117 TATTE, Y. N.; AWARE, M. V. Torque ripple and harmonic current reduction
in a three-level inverter-fed direct-torque-controlled five-phase induction motor. IEEE
Transactions on Industrial Electronics, v. 64, n. 7, p. 5265–5275, July 2017. ISSN
0278-0046.

118 HAN, X. et al. Two-segment three-phase pmsm drive with carrier phase-shift pwm
for torque ripple and vibration reduction. IEEE Transactions on Power Electronics,
p. 1–1, 2018. ISSN 0885-8993.

119 SIAMI, M.; KHABURI, D. A.; RODRÍGUEZ, J. Torque ripple reduction of
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