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“En lo tocante a ciencia, la autoridad de 
miles de opiniones no vale más, que una 
chispa de razonamiento de un hombre. Por-
que las observaciones presentes quitan la au-
toridad a lo decretado por escritores pasa-
dos, que considera si lo hubieran hecho, ha-
brían determinado de otro modo.” 
 

Galileo Galilei (1564-1642) 
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Resumen 

El propósito de esta tesis es contribuir a mejorar el proceso de caracteriza-
ción y el modelado de una máquina de reluctancia conmutada.  

Para ello, en primer lugar, se propone un procedimiento que posibilita la 
determinación de la curva B-H del material mediante un único ensayo asegu-
rando su saturación profunda. A continuación, se estudian diferentes funciones 
para su identificación disponibles en la literatura y se propone una nueva que, 
con un reducido coste computacional, es capaz de mejorar la bondad del ajuste.  

En la posición de alineamiento se propone una nueva metodología para el 
cálculo de la reluctancia del entrehierro y otra para la determinación del flujo 
de dispersión. Análogamente, para la posición de desalineamiento se describe 
el procedimiento completo para la determinación del flujo concatenado vs. la 
corriente de fase mediante el método de los tubos de flujo considerando o no 
la contribución del material. Con el objeto de valorar la generalidad de los 
procedimientos, el estudio se efectúa con tres motores muy diferentes entre sí.  

Como resultado, se proponen modelos analíticos capaces de identificar con 
precisión la relación flujo concatenado vs. corriente de fase en ambas posiciones 
extremas con precisión, tomando como referencia el resultado de su determi-
nación mediante el método de los elementos finitos en dos dimensiones. 

La caracterización completa del motor se realiza mediante el método de los 
elementos finitos en 2D, 3D y de forma experimental. Para la determinación 
experimental del par, se presenta un nuevo procedimiento en el que para un 
conjunto de valores de corriente solo es necesario un ensayo en cada posición. 
De igual modo, se describe un nuevo método para la determinación experimen-
tal del flujo concatenado que asegura la saturación profunda del material. 

Si como resultado del proceso de caracterización el material no exhibe pér-
didas, se proponen varios modelos neuronales del motor. En caso contrario, se 
propone un circuito equivalente no lineal de parámetros concentrados de una 
fase con el rotor bloqueado, capaz de modelar las pérdidas y el flujo de disper-
sión ante diferentes tipos de excitación, siendo igual de válido para otros ele-
mentos magnéticos. Posteriormente, el modelo se transforma en uno dinámico 
considerando todas las fases y el comportamiento mecánico del motor. Final-
mente, este se modifica para su operación como generador autoexcitado.





 

 

 
 

 

Abstract 

This thesis aims to improve the characterization and the modeling of a 
switched reluctance machine. For this purpose, several contributions are pre-
sented. 

First, a new setup to characterize a magnetic material up into deep satu-
ration by means of a single test is proposed. Additionally, several specific fit-
ting functions are evaluated and a new one with a low computational cost that 
improves the goodness of the fit is suggested.  

In the aligned position, two novel analytical methods to calculate the air 
gap reluctance and the leakage flux linkage are presented. Similarly, in the 
unaligned position is proposed a full procedure to determine the flux linkage 
vs. the phase current by flux tubes, considering (or not) the material contribu-
tion. This procedure is applied to three different motors. 

Afterwards, analytical models are proposed that establish the relationship 
between the flux linkage and the phase current in both, aligned and unaligned 
positions, maintaining precision when compared with 2D FEM. 

A full characterization of the motor is performed by both, experimental 
tests and 2D and 3D FEM simulations. To experimentally determine the 
torque, a new procedure is presented by using only a single test, which allows 
the torque to be calculated for a single position and for a full range of current 
values.  In addition, a new experimental method is proposed to determine the 
flux linkage which ensures a deep saturation of the material. 

For cases in which the material does not exhibit losses during the charate-
rization process, several neural network algorithms are proposed to model it. 
Otherwise, phase models are described by a nonlinear lumped equivalent cir-
cuit able to predict the material losses and the leakage flux with the rotor 
locked for several excitation waveforms. After, considering all the phases and 
the mechanical behavior, this model is transformed into a dynamic model. 
Finally, it is modified for its operation as a self-excited generator. 
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Introducción 

1.1. Antecedentes 

Esta tesis nace en el seno de un proyecto de investigación1 destinado al 
diseño, construcción, caracterización y modelado del prototipo de un motor de 
reluctancia conmutada creado ad hoc para actuar directamente sobre el eje del 
tambor de una lavadora doméstica (accionamiento con transmisión directa sin 
poleas). 

Es por ello que parte de los resultados obtenidos como consecuencia de los 
trabajos de investigación que con carácter general se han acometido en esta 
tesis se particularizan en dicho prototipo2.  

                                                            
1 Financiado por el Ministerio de Ciencia y Tecnología con referencia DPI2003-07216 y 
cuya temática se extendió en un segundo proyecto con referencia DPI2006-10148 inclu-
yendo el control del motor mediante técnicas de inteligencia artificial y su estudio 
acústico. 
2 De igual modo parte de los hallazgos fruto de esta tesis se han aplicado en un tercer 
proyecto de investigación con referencia DPI2009-08040 dedicado al estudio de los fun-
damentos de diseño y control electrónico de una máquina de reluctancia conmutada 
actuando como generador auto excitado a velocidad variable. Donde si bien su descrip-
ción no ha sido objeto de la redacción de este documento, sí lo ha sido en las publica-
ciones al respecto del autor de esta tesis y que se referencian en el cuarto apartado de 
este capítulo.  
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1.2. Aproximación al objeto del estudio 

El diseño de una máquina de reluctancia conmutada (SRM3) es un proceso 
iterativo constituido por varias fases. En un primer estadio se calculan sus 
dimensiones en base a un conjunto de especificaciones y restricciones, tal como 
se detalla en los apartados A.1 y A.2 del apéndice A.  

Una vez obtenidas las dimensiones de la máquina, la siguiente fase de di-
seño consiste en su caracterización, siendo esencial el conocimiento de la rela-
ción entre el flujo concatenado y la corriente en una fase para las posiciones 
extremas de alineamiento y desalineamiento. 

La caracterización de la máquina en sendas posiciones se realiza mediante 
técnicas de análisis de circuitos magnéticos, cuya resolución se afronta o bien 
mediante expresiones de tipo analítico o bien mediante la ayuda de herramien-
tas de cálculo numérico basadas habitualmente en el método de los elementos 
finitos (FEM).  

El conocimiento de sendas características posibilita determinar el factor de 
conversión de energía para cada valor de corriente de fase [Miller, 1993], la 
inductancia al origen en cada una de las dos posiciones y, en base a estas, el 
par y la potencia transferida a una velocidad dada, así como del correcto di-
mensionamiento del convertidor electrónico de potencia al cual se conecta para 
transferir la energía a la carga en la forma que esta demande. 

De este modo es posible evaluar si las dimensiones obtenidas en la primera 
fase de diseño cumplen con las especificaciones y restricciones de partida y, en 
caso contrario, modificar el valor de aquellos parámetros que así lo permiten 
hasta que esto sucede.  

Si bien la caracterización teórica de la máquina es un excelente punto de 
partida, es inviable contemplar todas las desviaciones y no idealidades propias 
de los materiales y del proceso de construcción. En consecuencia, una vez se 
dispone de un prototipo real resulta conveniente su caracterización experimen-
tal.  

Una vez caracterizada la máquina el siguiente estadio a acometer es su 
modelado y, en base a este, el desarrollo de algoritmos para su control y el del 
accionamiento completo. 

                                                            
3 La letra M del acrónimo SRM corresponde a la palabra máquina en un contexto 
generalista y a la palabra motor en uno específico. 
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1.2.1. Necesidad de caracterización del material 

Con independencia de la metodología aplicada, excepto en la posición de 
no alineamiento en la cual algunos autores como [Corda, 1979], [Radun, 1999] 
o [Tolikas, 1999] proponen obviar la contribución del material, el proceso de 
caracterización electromagnética del motor es irresoluble si previamente no  se 
conoce la relación entre la densidad y la intensidad del campo magnético en el 
material.  

Los programas dedicados al análisis de circuitos magnéticos mediante el 
FEM suelen incluir en sus librerías la curva B-H de algunos materiales más 
comunes, constituyéndose como fuente de información. Para ello incorporan 
tablas en dos dimensiones que describen la característica de primera imana-
ción.  

No obstante, aun cuando a través de dicha fuente de información se conozca 
la curva del material empleado, es común que debido al proceso de fabricación 
presente cierta tolerancia. Esta situación es especialmente significativa en ace-
ros con bajo contenido en carbono. Así, en [Sgobba, 2010] se muestra como un 
mismo tipo de acero (AISI 1010) presenta siete curvas distintas de primera 
imanación en función de la temperatura de recocido, lo cual se particulariza 
en [Chao-Chien, 2014] para el SRM.  

De igual modo, en [Parreira, 2005a] se muestra como una incorrecta iden-
tificación de la curva B-H del material origina una notoria diferencia entre los 
resultados de la caracterización de un SRM por el FEM y experimentalmente.  

Más aún, en la figura 1.1 se puede observar una significativa diferencia en 
la curva de primera imanación encontrada en la librería de los programas 
FEMM, Maxwell SV y COMSOL para ese mismo acero.  

Asimismo, en los vértices de los polos de un SRM la intensidad del campo 
magnético llega a alcanzar valores significativamente elevados. Si no se dispone 
de una curva B-H que incluya esos valores, lo cual es muy común, los progra-
mas de simulación suelen utilizar técnicas de extrapolación. No obstante, estos 
métodos solo ofrecen buenos resultados en la desconocida región de saturación 
profunda [Knight, 2012] y [Rao, 2015], donde la curva si exhibe un comporta-
miento lineal.  

En consecuencia, con el fin de obviar las posibles fuentes de error anterior-
mente descritas, resulta necesario disponer de un procedimiento que posibilite 
la determinación de la curva B-H del material incluyendo la región lineal de 
saturación profunda, con un mínimo coste experimental [Perez-Cebolla, 
2012b]. 
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Por otro lado, la posterior formulación de modelos que describan de forma 
analítica el comportamiento del motor incluyendo las no linealidades inheren-
tes al material ferromagnético, requiere de funciones que ajusten fielmente su 
curva B-H de forma directa e inversa (H-B) con el menor coste computacional. 

En la literatura se proponen múltiples funciones, sin embargo, el problema 
estriba en estudiar cuál de ellas es la más adecuada para los tipos de material 
habitualmente empleados en la construcción de una SRM y en su caso del 
prototipo del motor descrito en la introducción.  

1.2.2. Caracterización analítica y numérica de la máquina 

Respecto al proceso de caracterización de la máquina, en ausencia de un 
prototipo real este se acomete aplicando al diseño inicial las ecuaciones de 
Maxwell, las cuales se particularizan al caso de campos estáticos originados 
por fuentes estacionarias (ley de Ampère, ley de Faraday-Lenz y ley de Gauss 
para el campo eléctrico y magnético).  

Ante un problema electromagnético en absoluto trivial, motivado por la 
fuerte no linealidad de la permeabilidad del material y la compleja geometría 
del motor, que además de la clásica dispersión de flujo origina un notable 
efecto marginal (o efecto borde) en el flujo asociado al entrehierro, una solución 

Figura 1.1. Característica B-H del acero AISI 1010 proporcionada en los programas 
de simulación Maxwell SV, FEMM y COMSOL. Para una mejor apreciación se ha 
conservado la escala lineal en ambos ejes y se ha dividido la curva en dos partes. 
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formal de tipo analítica de carácter vectorial no es fácilmente abordable. Por 
ello, habitualmente se recurre a métodos de cálculo numérico aplicados sobre 
formulaciones basadas, o bien en una resolución directa de las ecuaciones de 
Maxwell, o bien en la aplicación de potenciales magnéticos [Ramos, 2001]. 

De los dos tipos de formulaciones antes planteados, en prácticamente toda la 
bibliografía dedicada al SRM se trabaja con potenciales magnéticos. Con ello, al 
operar sobre un problema estático los términos temporales de las ecuaciones de 
Maxwell pueden tratarse algebraicamente. Además, las expresiones que de estos 
derivan evitan incluir explícitamente las ecuaciones en divergencia (leyes de 
Gauss), dado que siendo nula la divergencia del rotacional estas se verifican auto-
máticamente. Por consiguiente, los campos eléctrico y magnético quedan desaco-
plados mediante el potencial magnético vector. 

Una vez conocida la densidad de corriente que originan sendos campos, la per-
meabilidad del medio e impuestas las condiciones de contorno, la resolución de las 
posibles formulaciones planteadas en función del potencial escalar eléctrico y el 
potencial vectorial magnético y, además en su caso, de un potencial magnético de 
tipo escalar (total) o dos potenciales magnéticos escalares (total y reducido) posi-
bilitan la determinación del potencial magnético vector. El resto de magnitudes 
vectoriales (densidad e intensidad del campo) y escalares (flujo, inductancia, etc.) 
se deducen fácilmente a partir de este.  

Una solución analítica de carácter vectorial para las formulaciones anterior-
mente descritas solo cabe, a pesar de su complejidad, en la posición de desalinea-
miento, donde es posible asumir que la permeabilidad del material resulta mucho 
mayor que la del aire. Este caso concreto se analiza para un motor de tipo 6/4 
considerando solo dos dimensiones en [Radun, 1999], donde la formulación aso-
ciada al potencial magnético vector se reduce a la resolución de la ecuación de 
Poisson siendo la permeabilidad magnética constante. Como resultado, se obtienen 
sendas expresiones analíticas que posibilitan la determinación del flujo concate-
nado y su inductancia.  

Sin embargo, cuando el problema se extiende al resto de posiciones, donde la 
permeabilidad exhibe una dependencia no lineal con la corriente de fase, la solu-
ción del problema no se plantea analíticamente mediante una formulación vecto-
rial. En ese caso se proponen dos alternativas: a) replantear las ecuaciones sobre 
un circuito magnético equivalente (CME) y resolver el problema considerando 
únicamente valores promedio del módulo de las magnitudes vectoriales; b) resolver 
las expresiones formuladas en términos del potencial magnético mediante un mé-
todo numérico de cálculo basado en la discretización del problema por el método 
de los elementos finitos. En cualquier caso, la solución pasa por la aplicación de 
un algoritmo de cálculo en el cual se requiere de la curva de primera imanación 
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del material o bien expresada en forma de tabla, o bien través de una función 
analítica no lineal. 

Atendiendo a la primera de las dos alternativas, las referencias dedicadas al 
SRM son escasas. En [Radun, 2000] se muestra un procedimiento de cálculo para 
diferentes posiciones en las que exista solapamiento entre un polo del estator y 
otro del rotor. Los cálculos se realizan a partir de la ley de Ampère con valores 
promedio del módulo de los vectores de densidad e intensidad del campo magné-
tico. Para ello se proponen dos únicos caminos posibles del flujo asociados a un 
flujo principal y otro marginal (fringing flux) que atraviesan, respectivamente, la 
región de solapamiento de un polo del estator y otro del rotor y la de no solapa-
miento restante del polo del estator y la ranura del rotor. No obstante, en este 
procedimiento se ha de asumir que: i) la intensidad del campo magnético en los 
yugos es considerada nula (lo cual solo es válido cuando su sección es muy grande); 
ii) la densidad del campo es la misma en las regiones de los polos que se solapan 
y el entrehierro entre ambos, y de igual modo, entre la parte de los polos que no 
se solapan y la ranuras (lo cual en ambos casos implica asumir mismas secciones). 

 Siguiendo un procedimiento similar, pero sin las restricciones anteriores, en 
[Corda, 1979] se aborda el problema aplicando la teoría de los circuitos magnéticos 
(leyes de Ampère y Hopkinson) considerando un conjunto de “tubos” o “caminos” 
de flujo para las posiciones extremas de alineamiento y desalineamiento. Asu-
miendo el principio de superposición, el coeficiente de autoinducción se obtiene a 
partir de la suma de las permeancias equivalentes de los diferentes caminos de 
flujo. Dado que el estudio se aborda en dos dimensiones, el error asociado al flujo 
disperso en la cabeza de las bobinas se trata de compensar asumiendo una longitud 
efectiva del circuito magnético superior a la real.  

En la misma línea [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001] y posteriormente 
[Sheth, 2005] replantean el problema y extienden la solución a cualquier posición 
del rotor considerando nuevos caminos de flujo para los cuales determinan y ana-
lizan su CME.  

Más recientemente, en [Shang-Hsun, 2009] se vuelve a describir el CME en la 
posición de alineamiento incluyendo como novedad las expresiones que permiten 
determinar la permeancia debida al flujo marginal. Sin embargo, en la posición de 
desalineamiento el problema se resuelve aplicando la ecuación de Poisson como en 
[Radun, 1999]. Como resultado se contribuye con una expresión definida como 
suma de permeancias, en lugar de flujos o inductancias, considerándose además el 
flujo disperso en la cabeza de las bobinas.  

Respecto al uso del FEM en el SRM, en la mayor parte de las referencias se 
opera en 2D mediante el potencial magnético vector. Sirvan como ejemplo 
[Arumugam, 1985], [Lindsay, 1986], [Parreira, 2005b] y [Matveev, 2006], donde se 
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describen de distinta manera las ecuaciones básicas de dicha formulación. Los 
análisis en 3D se muestran en publicaciones más recientes como [Martínez, 2005], 
[Perez-Cebolla, 2012b], [Kiyota, 2013a] o [Wen, 2014], donde sí bien no se discute 
acerca de la formulación empleada, sí se pone de manifiesto un mejor ajuste res-
pecto a los resultados experimentales en 3D que en 2D. La falta de precisión está 
principalmente motivada por el flujo marginal y el flujo disperso no computados 
en 2D, considerados habitualmente en la cabeza de las bobinas [Sofiane, 2002] y 
[Matveev, 2006] y con una mayor afectación en la posición de no alineamiento. 

La principal ventaja de operar con el CME en la determinación del flujo frente 
al FEM radica en una formulación más sencilla y por consiguiente en un requeri-
miento en tiempo de cómputo menor. Sin embargo, al reducir el tiempo de cálculo 
se tiende a simplificar el problema limitando el número de caminos de flujo y con 
ello el de circuitos magnéticos equivalentes que de estos se derivan. Concreta-
mente, el mayor número de caminos de flujo se plantea en la posición de desali-
neamiento a consecuencia del fuerte efecto del flujo marginal en el entrehierro, 
siendo este igual a siete en [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001]. Dicha sim-
plificación provoca que las características flujo concatenado vs. corriente de fase 
presenten en sendas posiciones extremas diferencias notables respecto a las obte-
nidas en 2D por el FEM, las cuales se acentúan en la posición de alineamiento 
cuando el material comienza a saturarse y, en consecuencia, la intensidad del 
campo magnético ya no se concentra en el entrehierro. Ahora bien, ese incremento 
de flujo no se puede justificar como consecuencia del no computado en las cabezas 
de las bobinas, dado que en ninguno de los casos se trabaja en tres dimensiones.  

Adicionalmente, la longitud media de cada tubo y su sección se determinan 
mediante expresiones geométricas presuponiendo que las líneas de flujo siguen un 
camino concreto. Sin embargo, tal como se puede comprobar mediante un análisis 
por el FEM, podría suceder que caminos no considerados tuvieran mayor signifi-
cancia. 

Así, el problema radica en la caracterización analítica del motor en sendas 
posiciones extremas considerando no idealidades propias del flujo marginal y de 
dispersión, así como la identificación del número de tubos de flujo necesarios y la 
determinación de su trayectoria y por ende de su reluctancia, posibilitando la 
construcción de modelos equivalentes con el menor coste computacional y la ma-
yor resolución que sean posibles. 
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1.2.3. Caracterización experimental de la máquina 

Dada la complejidad de los programas para la resolución de problemas 
electromagnéticos y las limitaciones inherentes a una simulación, en los mode-
los que se estudian no se suelen considerar defectos propios del proceso de 
montaje del motor. Así, una vez se dispone de un prototipo real resulta con-
veniente la determinación experimental de la relación que el flujo concatenado 
en una fase y el par mantienen con la posición del rotor y la corriente de fase.  

La determinación experimental sin sensores específicos del flujo concate-
nado se puede realizar o bien de forma directa mediante la medida de variables 
eléctricas [Gobbi, 2008a], o bien de forma indirecta a partir de la medida del 
par y el cálculo de la coenergía [Jinhui, 2006].  

Análogamente a como sucede con la curva de primera imanación del mate-
rial, la determinación experimental directa de la característica flujo concate-
nado vs. corriente de fase vs. posición requiere resolver las ecuaciones resul-
tantes de aplicar las leyes de Ampère y Faraday. Para ello habitualmente se 
asume un modelo circuital equivalente de una fase del motor compuesto por 
una resistencia en serie con una inductancia (la cual exhibe un comportamiento 
no lineal con la corriente de fase como consecuencia de la saturación del ma-
terial). De este modo, el flujo concatenado se calcula mediante la integración 
temporal de la diferencia entre la caída de tensión en la fase y en la resistencia 
equivalente [Chen, 2011] o [Gobbi, 2008a]. 

Sin embargo, además de los habituales problemas de medida y de ajuste de 
los niveles de offset especialmente significativos en un integrador, este proce-
dimiento acarrea inconvenientes como: i) la limitación en la corriente máxima 
de salida o su posible oscilación [Gobbi, 2008a]; ii) la problemática que deriva 
de una incorrecta determinación de la resistencia equivalente [Visinka, 2002],  
[Cheok, 2007b] y [Perez-Cebolla, 2009b]; iii) el modelo del que parte, el cual 
no contempla efectos no ideales asociados al material y a la geometría del 
motor, [Perez-Cebolla, 2009a], [Peng, 2010], [Perez-Cebolla, 2013], [Perez-
Cebolla, 2016] o [Perez-Cebolla, 2019]. 

Asimismo, puesto que la verificación de la validez de los resultados de la 
caracterización procedentes de la simulación por el FEM en 3D (basados en la 
curva B-H del material obtenida experimentalmente) y de los ensayos experi-
mentales se obtiene de su comparación, es conveniente que el método de me-
dida que se plantee en ambos casos sea el mismo y en las mismas condiciones 
[Perez-Cebolla, 2012a] y [Perez-Cebolla, 2012b]. 

Respecto a la determinación experimental de la característica par vs. co-
rriente de fase vs. posición del rotor, esta se puede obtener mediante la medida 
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directa de las tres magnitudes o de forma indirecta a partir del conocimiento 
del flujo concatenado [Stephenson, 1979] o [Vujicic, 2008].  

Si bien la medida indirecta es más sencilla al no requerir de instrumentación 
específica, como es el sensor de par y la fabricación de las piezas necesarias 
para el bloqueo de uno de sus ejes, este procedimiento puede adolecer de falta 
de resolución, siendo conveniente su evaluación mediante la comparación de 
los datos extraídos del programa de simulación y los obtenidos de los ensayos 
experimentales [Ferrero, 1993] y [Gobbi, 2008a].  

La determinación experimental directa del par mediante métodos clásicos 
es muy laboriosa [Rasmussen, 1998] y puede resultar incorrecta si en un motor 
con un paso polar muy bajo no se toman puntos suficientes. Situación que se 
pone claramente de manifiesto cuando se pretende determinar el par a co-
rriente constante y el motor se hace avanzar desde una posición de par con 
pendiente positiva hacia una posición con pendiente negativa. La problemática 
anterior se resuelve en [Perez-Cebolla, 2012c]. 

1.2.4. Modelado de una fase del motor  

A partir del resultado de caracterización de la SRM es posible formular 
modelos que describan su comportamiento. Habitualmente se parte de curvas 
características en las que la relación entre el flujo concatenado y la corriente 
en una fase exhiben una relación biunívoca en cada posición del rotor. Esa 
relación multivariable fuertemente no lineal se puede expresar en base a fun-
ciones analíticas de mayor o menor complejidad [Husain, 2005], [Martinez, 
2008a] y [Hai-Jin, 2009].  

De igual modo, aunque en la literatura suele ser menos habitual, es posible 
describir de forma analítica la relación entre la corriente de fase, la posición y 
el par [Husain, 2000] y [Vujicic, 2008].  

Disponer de un modelo que relacione la corriente de fase y la posición del 
rotor con el flujo concatenado y el par posibilita simular el comportamiento 
de la máquina y del accionamiento completo en PSpice, Matlab-Simulink u 
otros entornos de programación previamente a su implementación física. Ejem-
plo de ello son [Lin, 2005], [Husain, 2005] y [Martínez, 2005] donde la SRM 
actúa como motor y [Martinez, 2007] donde lo hace como generador autoexci-
tado.  

Asimismo, la posibilidad de modelar el motor mediante el uso de redes 
neuronales o de sistemas borrosos facilita el diseño de algoritmos de control 
implementables en un procesador digital orientados a eliminar el sensor de 
posición y minimizar el rizado del par [Pérez-Cebolla, 2005b] y [Vicuña, 2005]. 
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El problema se agrava cuando el material presenta pérdidas por histéresis, 
en cuyo caso se debe recurrir al uso de elementos no solo linealmente depen-
dientes de la posición y la corriente de fase sino además de su historia previa 
y del modo de operación del motor [Perez-Cebolla, 2016] y [Perez-Cebolla, 
2019]. 

1.3. Objeto de la tesis 

El objeto de esta tesis es contribuir a mejorar la caracterización de una 
máquina de reluctancia conmutada. 

Como resultado, se espera obtener nuevos procedimientos experimentales, 
nuevas formulaciones de cálculo analítico y nuevos modelos equivalentes que 
posibiliten identificar las relaciones no lineales que definen el comportamiento 
de este tipo de máquinas, prestando especial atención a efectos no ideales como 
son el flujo de dispersión, el flujo marginal y las pérdidas en el material.  

El hecho de disponer de nuevos modelos basados en expresiones de cálculo 
analítico con un coste computacional significativamente inferior al requerido 
por otros de tipo numérico, como el FEM, ha de facilitar en consecuencia el 
proceso iterativo inicial de diseño y optimización de una SRM, así como el 
desarrollo de algoritmos para su control. 
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guran en la base de datos Google Scholar acumulan a fecha de depósito de esta 
tesis un total de 201 citas, de las cuales 64 corresponden a dos trabajos en la 
revista IEEE Transactions on Industrial Electronics.  

1.6. Organización de la memoria de la tesis 

El presente documento se organiza en siete capítulos y cuatro apéndices. 
Estos siguen el mismo orden que la problemática surgida de forma natural a 
lo largo del tiempo dedicado a la consecución del objeto de esta tesis. Los 
contenidos de cada capítulo se resumen a continuación: 
¬ El capítulo 1 y el apéndice A tienen un carácter introductorio, se han re-
dactado con el fin de crear un documento autocontenido en la medida de lo 
posible. Así, en el apéndice A se exponen los fundamentos que justifican el 
porqué de la necesidad de caracterizar el material y la máquina de reluctancia 
conmutada y el cómo del proceso de diseño previo a su implementación física. 
Del mismo modo, en el segundo apartado de este primer capítulo se revisa la 



1.6. Organización de la memoria de la tesis 19
 

 

problemática objeto de esta tesis, a la que se trata de dar solución en los cinco 
capítulos siguientes.  
¬ El capítulo 2 se ha dedicado a la caracterización del material. Comienza 
con una breve introducción teórica en la que se revisa el procedimiento expe-
rimental habitualmente empleado para la determinación de la curva de pri-
mera imanación (curva B-H). Seguidamente, con la ayuda de una probeta 
diseñada ad hoc y haciendo uso de este procedimiento, se caracteriza el mate-
rial con el cual se ha de construir el prototipo de un SRM y cuyo diseño se 
describe en el apéndice A de este documento. A tenor de las limitaciones ob-
servadas, se propone un nuevo procedimiento de caracterización que final-
mente se valida con la probeta anterior y otras dos construidas a tal fin con 
distintos materiales.  

A continuación, con el fin de disponer de una función analítica que posibi-
lite el ajuste de la curva de primera imanación del material, se estudian las 
disponibles en la literatura y para determinar su validez se ensayan con el 
material empleado en la construcción del prototipo del SRM y otro adicional, 
con el que se ha construido el prototipo de un generador auto excitado de 
1 kW de potencia (este diseño se describe en la referencia número 3 del apar-
tado 1.4 anterior). Posteriormente se analizan las ventajas e inconvenientes de 
cada función en base a tres figuras de mérito estadísticas y se propone el uso 
de la que mejores resultados ofrece. Por último, se determina el coste compu-
tacional de la función elegida, poniendo el resultado de manifiesto la posibili-
dad del conocimiento del comportamiento del motor en base a expresiones 
analíticas fácilmente abordables por un procesador digital. 
¬ Ligado al capítulo 2 se encuentra el apéndice B, donde se han incluido dos 
tablas que contienen los valores de la curva B-H de los materiales estudiados 
(AISI 1008 en el caso del motor y AISI M-43 en el del generador), así como 
ocho adicionales incluyendo el valor de los coeficientes de las funciones de 
ajuste de dichos materiales y que son la semilla para otros, no estando esta 
información disponible habitualmente en la literatura.  
¬ En el capítulo 3 se acomete la caracterización de una SRM en la posición 
de alineamiento mediante métodos de cálculo analítico. El estudio abordado 
con carácter general, inicialmente se particulariza al prototipo construido del 
SRM y posteriormente se extiende a otros motores con distinto número de 
polos, dimensiones y relación entre estas, con el fin de generalizar las conclu-
siones que de este se deriven.  

Para ello, se comienza revisando el estado de la ciencia. A continuación, se 
plantea y analiza el circuito magnético equivalente del prototipo del SRM 
24/18 bajo estudio y se propone un algoritmo de cálculo para la determinación 
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del flujo concatenado en la posición de alineamiento. Los resultados obtenidos 
mediante el algoritmo de cálculo analítico muestran para los mismos valores 
de corriente de fase, un menor valor del flujo concatenado que el procedente 
de las simulaciones por el FEM. Esta observación pone claramente de mani-
fiesto la necesidad de estudiar no solo la contribución del flujo concatenado 
principal al flujo concatenado total, sino también la del flujo concatenado mar-
ginal y el flujo concatenado de dispersión.  

La determinación del flujo marginal conduce al cálculo de la reluctancia 
efectiva del entrehierro, para lo cual se realiza una primera revisión del estado 
del arte y a continuación se propone una solución de mejora en base a dos 
funciones analíticas con diferentes grados de complejidad. Asimismo, con el fin 
de generalizar el estudio los resultados se extienden a otras dos estructuras de 
SRM clásicas como son la 8/6 y la 6/4, considerando además valores significa-
tivamente distintos de la anchura de los polos, de la longitud del entrehierro 
y del paquete de chapas (motores que junto con el prototipo del SRM 24/18 
se utilizan en el resto del estudio abordado en este capítulo y el siguiente).  

Una vez conocido el flujo marginal, se replantean las ecuaciones propuestas 
inicialmente para la determinación del flujo principal y se analiza la influencia 
de la reluctancia que sobre este tiene cada parte del motor. Como resultado, 
se pone claramente de manifiesto la contribución de la fuerza contraelectro-
motriz del núcleo sobre la total y respecto de la del entrehierro conforme el 
motor se satura, siendo especialmente significativa la contribución del polo del 
estator.  

Seguidamente, y al igual que para el flujo marginal, de nuevo se realiza un 
profundo estudio relativo a la determinación del flujo de dispersión. Este co-
mienza por una revisión de los procedimientos de cálculo disponibles en la 
literatura, para posteriormente proponer un conjunto de expresiones analíticas 
con el fin de posibilitar una mejora en su determinación. 

Una vez conocidas la contribución del flujo concatenado principal, del flujo 
concatenado de dispersión y del flujo concatenado marginal, se analiza la im-
portancia de estas y se calcula el flujo concatenado total como suma de todas 
ellas. Finalmente, con el fin de validar el procedimiento los resultados obteni-
dos para los tres motores se comparan con los procedentes de las simulaciones 
obtenidas por el FEM en 2D.  
¬ El capítulo 4 se ha dedicado a la caracterización analítica del SRM en la 
posición de desalineamiento. En esta posición el motor no llega a operar en 
saturación, sin embargo, la dispersión de las líneas del campo magnético es 
mayor respecto a la posición de alineamiento, siéndolo en consecuencia el nú-
mero de posibles circuitos magnéticos equivalentes. Con el fin de estudiar la 
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posibilidad de generalizar los resultados obtenidos de los procedimientos y pro-
puestas de mejora descritos a lo largo de este capítulo, el estudio se plantea al 
igual que en la posición de alineamiento para los mismos tres motores.  

El problema inicialmente se aborda considerando la contribución del mate-
rial (permeabilidad no infinita). Se identifican las trayectorias más represen-
tativas de las líneas de campo para cada motor en esa posición y a cada una 
se le asocia un tubo de flujo y su correspondiente circuito magnético equiva-
lente. Tomando como referencia la metodología descrita en la literatura, para 
cada circuito se proponen nuevos procedimientos de cálculo y se identifica en 
cada motor el valor de los parámetros que los definen. Como suma de la con-
tribución de cada trayectoria se determina el flujo concatenado en esa posición 
y se evalúa la validez de los procedimientos propuestos frente a los resultados 
procedentes de la simulación de los tres motores por el FEM. 

Con el fin de comprobar cómo afecta a la pérdida de precisión la asunción 
propuesta por algunos autores en la que se desprecia la contribución del ma-
terial (permeabilidad infinita), en la segunda parte de este capítulo se revisan 
los diferentes procedimientos descritos en la literatura, se proponen en su caso 
correcciones a estos y se presentan nuevas alternativas que se particularizan 
en los tres motores bajo estudio. Finalmente, se analiza su idoneidad tomando 
como figura de mérito el error entre los resultados obtenidos y los procedentes 
de las simulaciones por el FEM.  
¬ En el capítulo 5 se afronta la caracterización completa del motor. Esta se 
realiza previamente mediante el método de los elementos finitos en dos y tres 
dimensiones. Como resultado se obtiene en cada caso la relación entre la co-
rriente de fase y la posición del rotor con el flujo concatenado y el par, lo que 
permite determinar la contribución del flujo de dispersión no computado en la 
cabeza de las bobinas en 2D, ni tampoco en los procedimientos de caracteriza-
ción analítica para las posiciones extremas de alineamiento y desalineamiento 
descritos en el tercer y cuarto capítulo.  

Finalizadas las fases de diseño y caracterización del motor y con un proto-
tipo ya construido, la segunda parte de este capítulo se ha dedicado a su ca-
racterización experimental. El flujo concatenado se determina siguiendo el pro-
cedimiento propuesto para la determinación de la curva B-H del material en 
el capítulo 2, aprovechando con ello las ventajas del mismo y posibilitando 
una comparación entre los resultados obtenidos y los procedentes de la simu-
lación por el FEM en 3D en las mismas condiciones. Asimismo, se propone un 
método alternativo para la determinación de la resistencia de fase. 

En cuanto a la caracterización experimental del par, resulta muy laboriosa 
siguiendo un procedimiento clásico en el que se realiza un ensayo para cada 
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valor de la posición y la corriente de fase, por lo que en este capítulo se propone 
un procedimiento alternativo que sin pérdida significativa de resolución posi-
bilita su determinación con una reducción de ensayos proporcional al número 
de valores de corriente de fase. Finalmente, se estudia la desviación de los 
resultados cuasi teóricos procedentes de la simulación y los obtenidos experi-
mentalmente. 
¬ En el apéndice C, vinculado a la primera parte del capítulo 5, se describe 
el código necesario para simular por el FEM en 3D cualquier máquina de re-
luctancia conmutada de corte clásico mediante el programa OPERA-3d, sin 
más que dar valores a los parámetros especificados en un fichero inicial. 
¬ En el capítulo 6 se aborda el modelado de una fase del motor en los casos 
en que el material presente o no pérdidas por histéresis. En el primero de ellos, 
dada la relación biunívoca entre el flujo y la corriente de fase en cada posición 
del rotor, se evalúa la posibilidad de su ajuste mediante una red neuronal 
perceptrón multicapa, siendo esta válida tanto en sentido directo como inverso. 
Es decir, tomando en un caso como entradas la corriente y la posición y como 
salida el flujo concatenado y en el otro como salida la posición y como entradas 
el flujo concatenado y la corriente (operación como sensor de posición). Asi-
mismo, se evalúa la posibilidad de emplear un segundo perceptrón en el lazo 
de regulación de la velocidad del motor para modelar la relación entre la co-
rriente de fase (salida) el par y la posición (entradas) con el fin de reducir el 
problemático rizado del par de este tipo de máquina. 

En el segundo caso se propone un modelo de parámetros concentrados no 
lineal y multivariable dependiente del modo de operación del motor. Seguida-
mente se especifica el procedimiento a seguir para la determinación del valor 
de dichos parámetros manteniendo su sentido físico y por último se analiza su 
validez frente a los resultados medidos experimentalmente.  

El capítulo concluye con la extensión del modelo para su operación como 
generador auto excitado y su simulación en diferentes regímenes de operación. 
¬ En el apéndice D, asociado al capítulo 6, se incluye el código necesario para 
la simulación del comportamiento dinámico de un SRM, tanto en PSpice, en 
base a un perceptrón multicapa, como en Simulink, mediante una S-function 
programada en Matlab y un conjunto de ficheros adicionales.  
¬ Finalmente, en el capítulo 7 se resumen las contribuciones más relevantes 
de esta tesis y se presenta una perspectiva de posibles líneas futuras de trabajo. 
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Caracterización electro-
magnética del material 

2.1. Introducción 

 Este capítulo se ha dedicado al estudio de la caracterización electromag-
nética de materiales habitualmente empleados en la construcción de una má-
quina de reluctancia conmutada.  

Con ese fin, se revisan los métodos descritos en la literatura para la deter-
minación experimental de la relación entre el valor promedio del módulo de la 
densidad B y la intensidad H del campo magnético de un material, así como 
el modo de procesar dicha información mediante funciones de ajuste que rela-
cionen ambas magnitudes directa e inversamente. 

Tras dicho análisis, con el propósito de cumplir el primer objetivo de con-
tribución de mejora propuesto en esta tesis, se presenta un nuevo procedi-
miento para la caracterización experimental de la relación B-H del material, 
el cual aporta una serie de ventajas frente a los métodos clásicos descritos en 
la literatura. Análogamente, se proponen otras funciones de ajuste con un re-
ducido coste computacional basadas en redes neuronales.  

A continuación, se realiza un estudio comparativo entre las funciones de 
ajuste descritas en la literatura y las propuestas en esta tesis para dos mate-
riales representativos. Para ello se considera la información obtenida sobre la 
bondad del ajuste en base a múltiples figuras de mérito. 
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Se concluye con la selección de las funciones de ajuste más adecuadas para 
la posterior caracterización analítica del SRM y la determinación de su coste 
computacional. 

2.2. Descripción de la probeta de caracterización   

Tal como se indica en el estándar de procedimientos para ensayar núcleos 
magnéticos publicado por el IEEE [IEEE, 1992], la configuración y geometría 
del núcleo afectan notoriamente en el proceso de caracterización de las propie-
dades magnéticas del material. Es por ello, que debe indicarse la configuración 
específica sobre la que se han realizado las medidas. Entre las formas básicas 
se distingue el toroide y sus diferentes configuraciones, habiéndose optado en 
este caso por la primera de ellas, es decir, por una pila de chapas estampadas 
en forma de anillo (sin entrehierro efectivo).  

Concretamente, la probeta empleada en la caracterización del material se 
montó con 20 anillos, caracterizados por un grosor de 0,5 mm, un radio exte-
rior rext de 55 mm y un radio interior rint de 45 mm. Los 20 anillos se aislaron 
eléctricamente para minimizar el efecto de las corrientes de Foucault, y se 
apilaron formando un toroide, con una altura h de 10 mm, sobre el cual se 
bobinaron dos devanados uniformemente distribuidos y entrelazados con 400 
espiras cada uno. La sección escogida del hilo de cobre fue de 0,9 mm de 
diámetro (G1 H5 180ºC). En la figura 2.1 (izquierda) se representa el toroide, 
donde sus dimensiones son expresadas genéricamente. 

Respecto a las características eléctricas, la medida en continua de la resis-
tencia del cobre se ha realizado mediante un multímetro digital Agilent 34410A 
con una resolución de 6 ½ dígitos en modo 4 hilos, con un resultado de 0,57 Ω. 
En cuanto a la medida en alterna del equivalente R-L serie del devanado, esta 
se ha llevado a cabo con un medidor de impedancias 4250 de Wayne Kerr en 
modo 4 hilos, operando a 100 Hz con una amplitud de tensión de 250 mV y 
una resistencia de salida de 100 Ω. El resultado es una resistencia R de 0,7 Ω 
en serie con una bobina L de 6,88 mH. 

El número de espiras de los devanados y la sección del hilo se ha elegido 
considerando la necesidad de alcanzar elevados valores de intensidad de campo 
magnético que garanticen una profunda saturación del material magnético. De 
este modo, si el programa de análisis por el FEM necesitase trabajar con va-
lores de la curva de primera imanación superiores a los observados, la función 
de extrapolación se aplicaría a partir de aquellos donde la relación B(H) resul-
tase aproximable por una línea recta, sin introducir errores significativos.  
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Concretamente, la chapa empleada en el diseño del motor es del tipo       
AP-02 (UNE 36-086). Se trata de un acero laminado en frío con bajo contenido 
en carbón, con denominación St 13 según norma DIN 1623-1 (Alemania) y 
1008 según la AISI/SAE (EEUU), cuyas propiedades electromagnéticas son 
muy similares a las del acero 1010 [MatWeb]. 

Durante el desarrollo de esta tesis se han empleado fundamentalmente dos 
programas de análisis de problemas magnéticos por el FEM: FEMM [Meeker, 
2010] y Opera-3d [Fields, 2008]. En ninguna de sus librerías se encontraba la 
curva de primera imanación del material. Se han consultado otros programas 
de uso muy extendido como son COMSOL (Versión 5.0) y JMAG (Versión 
13) y tampoco la incluían. Finalmente, y aunque resulte anecdótico, la curva 
de primera imanación se halló, tras haber procedido tiempo antes a la carac-
terización experimental del material, en la versión de estudiante del programa 
Maxwell SV 2D (Versión 3.1.04). No obstante, a tenor de las consideraciones 
expuestas en el apartado 1.2.1, dicha caracterización experimental es realmente 
conveniente, y así se ha hecho. 

Figura 2.1. Representación del toroide de sección rectangular usado en la probeta  
P-AP02. Dimensiones (izquierda), B y H en el interior de la probeta en función de 
la corriente de excitación y el radio r con valores de μ(Hpro) determinados en los 
ensayos experimentales (derecha). 
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A continuación, se describen y particularizan para la probeta denominada 
P-AP02 las expresiones aplicadas en la determinación de la curva de primera 
imanación del material. 

2.3. Circuito magnético de la probeta P-AP02 

La teoría de análisis de circuitos magnéticos posibilita el cálculo del campo 
magnético en materiales no lineales. Suponiendo el vector de intensidad del 
campo magnético H constante en módulo y tangente a la dirección de una 
trayectoria media cerrada sobre el material, la aplicación de la ley de Ampère 
permite calcular su módulo H. De igual modo, una vez es conocida la permea-
bilidad μ del material, el módulo B del vector de inducción magnética B se 
puede determinar a partir de su bien conocida ecuación constitutiva: 
 .μ=B H   (2.1) 

En este caso se pretende obtener la permeabilidad del material, en conse-
cuencia, el proceso resultará inverso. Es decir, aplicando las leyes de Ampère 
y Faraday a las muestras capturadas en los ensayos experimentales de la co-
rriente inductora y la tensión inducida, respectivamente, se determinarán los 
valores promedio del módulo de la intensidad (Hpro) y de la densidad (Bpro) del 
campo magnético. El procedimiento y la formulación requerida se describen a 
continuación. 

La relación rotacional de Maxwell para el campo magnético se expresa en 
forma diferencial como: 

 .
t

∂= +
∂
DH J×∇   (2.2) 

Multiplicando a ambos lados en (2.2) por un ds e integrando sobre una 
superficie S acotada por una línea cerrada Γ se obtiene: 

 ( ) .
S S S

dd d d
dt

⋅ = ⋅ + ⋅  ×H s J s D s∇   (2.3) 

Aplicando el teorema de Stokes a la integral de superficie del rotacional del 
vector H en (2.3), resulta: 

 .
S S

dd d d
dtΓ

Γ⋅ = ⋅ + ⋅  H J s D s   (2.4) 

La expresión anterior es la ley circuital de Ampère, la cual expresa que la 
circulación del campo magnético H alrededor de cualquier trayectoria cerrada 
Γ es una medida de la suma de la corriente de conducción más la corriente de 
desplazamiento a través de la superficie S limitada por Γ. 
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De igual modo, la relación rotacional de Maxwell para el campo eléctrico 
se expresa en forma diferencial como: 

 .
t

∂= −
∂
BE×∇   (2.5) 

Siguiendo el procedimiento aplicado a la expresión rotacional del campo 
magnético (2.2), la multiplicación escalar de (2.5) por ds y su posterior inte-
gración sobre una superficie S limitada por una línea cerrada Γ resulta tras 
aplicar el teorema de Stokes, en la bien conocida expresión de la ley de Fara-
day-Lenz: 

 .
S

dd d
dtΓ

Γ⋅ = − ⋅ E B s   (2.6) 

Considerando que el flujo magnético φ en un núcleo de una sola trayectoria 
con una sección transversal S es igual a: 
 

S
dφ ⋅ B s=   (2.7) 

y denominando al termino izquierdo en (2.6) fuerza electromotriz inducida 
(fem) , resulta una expresión más común para la ley de Faraday: 

 .d
dt
φ= −   (2.8) 

En el caso particular de la probeta P-AP02, si por uno de sus devanados 
circula una corriente I con una frecuencia suficientemente baja como para con-
siderar despreciable la aportación de las corrientes de desplazamiento (segundo 
término en el lado derecho de (2.4)), la ley de Ampère queda particularizada 
como sigue: 
 ,d NI

Γ
Γ⋅ = H   (2.9) 

siendo N el número de espiras del devanado, igual a 400 en la probeta P-AP02. 
Por otro lado, el vector H no es uniforme en el interior del toroide. Su 

módulo H varía inversamente con la distancia al centro, sin embargo, resulta 
constante a lo largo de cualquier trayectoria circular Γ de radio r como la 
mostrada en la figura 2.1 (izquierda). Es decir: 

 ( ) .
2
NIH r

r
=

π
  (2.10) 

En cuanto al sentido y dirección de H son los mismos que para un dΓ tal 
como se deduce de la ley de Ampère (figura 2.1 izquierda). 

En esta probeta el cociente entre el radio interior y exterior  rint/rext resulta 
igual a 0,82, lo cual implica una variación cuasi lineal entre H y el radio r para 
cualquier valor de la corriente de excitación I, tal como se aprecia en la figura 
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2.1 derecha. Por consiguiente, el valor promedio del módulo de H considerado 
en la curva de primera imanación, Hpro, asociado una trayectoria Γpro de radio 
rpro, en este caso particular coincide con el valor del módulo de H correspon-
diente a la trayectoria geométricamente promedio. Tal que: 

 
int

.
2 )

pro
pro ext

NI NIH
r r r

= =
π π( +

  (2.11) 

Las consideraciones anteriores son igual de válidas para el vector B, de 
modo que el valor promedio del módulo de B considerado en la curva de 
primera imanación Bpro será el correspondiente a la trayectoria promedio Γpro. 

En su determinación se asume un valor de flujo remanente nulo, lo cual se 
asegura en el ensayo experimental desmagnetizando completamente el núcleo. 
Así, considerando que:  

 
int( ) 0 int

  ln ,
2

exth r ext

S nucleo z r r

NIh rd H dz dr
r

φ
= =

= ⋅ = μ ≈ μ
π  B s   (2.12) 

donde la permeabilidad μ se considera independiente de r y z (aun cuando es 
una aproximación) y cuyo valor resulta: 

 

int

.
ln

2
extNIh r
r

φμ =

π

  (2.13) 

Operando con (2.1), (2.10) y (2.13), el módulo de B cuya representación se 
muestra en la figura 2.1 (derecha) para una trayectoria de radio r es: 

 

int

( ) ,
ln ext

B r
rhr
r

φ=   (2.14) 

resultando inmediata su particularización al valor promedio Bpro, al cual le 
corresponde una trayectoria Γpro , sin más que sustituir en (2.14) r por rpro. 

De igual modo, si como sucede en la probeta P-AP02 la relación rint/rext 
resulta igual o superior a 0,82, el radio rpro de la trayectoria Γpro  coincide el de 
la trayectoria central, siendo Bpro igual al cociente entre el flujo y la sección 
rectangular del toroide [IEEE, 1992], es decir: 

 ( )int

.pro
ext

B
h r r

φ=
−

  (2.15) 
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2.4. Caracterización del material mediante mé-
todos clásicos 

En la norma [IEEE, 1992] se detallan diversos métodos para la determina-
ción experimental de la curva de primera imanación de un material magnético 
con una probeta como la descrita (no se considera el uso de un marco de 
Epstein [EU, 1998] para láminas de material). Entre ellos, los comúnmente 
empleados se basan en la medida de la corriente inductora y la tensión inducida 
o bien a través de un osciloscopio (6.8.1 Oscilloscope Techniques) o bien me-
diante un voltímetro y un amperímetro (6.9 Volmeter-Ammeter Metods). 
Cuando se emplea un osciloscopio la curva se obtiene de la información que 
deriva de los ciclos de histéresis H-B representados en la pantalla. La excita-
ción no tiene por qué ser sinusoidal, si bien en la norma se plantean los casos 
en que así sea en tensión o en corriente. Si la medida se realiza con un voltí-
metro y un amperímetro, el método más común es el de flujo sinusoidal con 
excitación en tensión (6.9.2 Sine-Flux Test). Este método es especialmente 
recomendado cuando la impedancia del devanado inductor es baja como en 
este caso. Requiere una distorsión en la tensión inducida no superior a un 5% 
y que el amperímetro y el voltímetro sean capaces de determinar el valor eficaz 
real con una precisión de ±1%. 

En este estudio la instrumentación disponible ha posibilitado la combina-
ción de ambos métodos aprovechando sus ventajas y obviando sus inconve-
nientes. La falta de precisión en la medida, a causa de la retícula en la pantalla 
de un osciloscopio a la que alude la norma, se ha resuelto con un osciloscopio 
digital (Tektronix DPO7104) capaz de almacenar y procesar esa información. 
Así una sonda de corriente (Tektronix PCP202) actúa como amperímetro y 
una de tensión (Tektronix P5205) como voltímetro. De este modo, la adquisi-
ción en la memoria del osciloscopio de la tensión inducida y la corriente induc-
tora posibilita su posterior procesado en un ordenador personal. 

Uno de los dos devanados (primario) se excita con la señal sinusoidal pro-
cedente del secundario de un autotransformador conectado a la fuente de dis-
tribución monofásica a 50 Hz. Manteniendo invariante la amplitud de la ten-
sión de excitación, la intensidad del campo magnético en función del tiempo 
Hpro(t) se determina con la muestras de la corriente i(t) que circula por ese 
devanado aplicando (2.11), que particularizada a la probeta resulta 

 ( )( )  1723,24 ( ) (A/m).
2

pro
pro

NI tH t i t
rπ

= ≈   (2.16) 
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En el mismo ensayo se captura la tensión inducida (t) en el otro devanado 
(secundario). Esta tensión, tal como se deduce de (2.8), se integra y se multi-
plica por el número de espiras N dando lugar al flujo concatenado total  
 ( ) ( ) ( ) .t N t N t dtλ φ= = − E   (2.17) 

Una vez es conocido el flujo concatenado total λ(t), a partir de (2.14) y 
(2.17) se obtiene la densidad del flujo magnético Bpro(t) en la probeta, siendo  

 

int

( ) 
( ) 24.9164 ( )  (T).

ln
pro

ext
pro

t dt
B t t dt

rNhr
r

= − = − 
E

E   (2.18) 

El par constituido por los valores máximos de Bpro(t) y de Hpro(t) en cada 
ciclo de histéresis se corresponden con un punto en el plano B-H de la curva 
de magnetización. La curva de primera imanación requiere en consecuencia de 
tantos ensayos como puntos se quieran determinar. De este modo, en cada 
nuevo ensayo se modifica el valor de la amplitud de la tensión de excitación 
mediante el autotransformador, lo que provoca un valor máximo diferente de 
la onda de corriente de magnetización y por tanto un ciclo de histéresis con 
nuevos valores máximos.  

El resultado de uno de los ensayos en caso de que la corriente de excitación 
no llegue a saturar profundamente el material se muestra en la figura 2.2. 

Con el fin de lograr un mayor control de la corriente de excitación se inter-
caló una resistencia en serie con el devanado primario de la probeta. Esta 
resistencia (WELWYN WH50-1RJI) de valor 1 Ω, se escogió para soportar la 
potencia demandada gracias a un disipador externo de tamaño considerable, 
que le fue añadido. Debe tenerse en cuenta que se alcanzan valores de corriente 
de excitación cuya amplitud llega a superar los 20 A durante unos ciclos de 
red. 

Mediante el autotransformador, además de poder controlar la amplitud de 
la excitación, se logra que la corriente máxima demandada a la red eléctrica 
sea muy inferior a la que circula por el devanado primario de la probeta (in-
ductora). Es decir, si la impedancia del devanado primario de la probeta es 
suficientemente baja a la frecuencia de red, como sucede en este caso, la exci-
tación requerida a la salida del autotransformador será de algunas decenas de 
voltios cuando por el primario de la probeta circulen corrientes de decenas de 
amperios, demandando en consecuencia de la red valores máximos de corriente 
de solo algunos amperios. 

En cuanto al modo de integración de la tensión en el secundario de la 
probeta, este se realizó tanto de forma continua como discreta. La integración 
continua se realizó mediante una etapa integradora basada en amplificador 
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operacional con doble realimentación negativa (figura 2.3), tal como se des-
cribe en [Pease, 1982], con el fin de eliminar el efecto de la absorción dieléctrica 
(soakage) del condensador del lazo de realimentación (si bien, este se eligió de 
polipropileno para reducir ese efecto). El amplificador operacional que opera 
como integrador es un OP77 con una corriente y una tensión de offset típica 
de 500 pA y 10 μV, respectivamente. Considerando una resistencia de entrada 
al integrador, R, de 10 kΩ, un condensador de integración, C, de 1 uF (MKP) 
y un tiempo de integración máximo de 60 s, ambos efectos son prácticamente 
despreciables. La ganancia del amplificador del segundo lazo de realimentación 
(otro OP77) se estableció en -10 mediante sendas resistencias de 100 kΩ y 
10 kΩ, siendo el valor del condensador y la resistencia seleccionados para can-
celar el efecto de la absorción dieléctrica, 10 veces inferiores a los estimados en 

Figura 2.2. Resultados de un ensayo de caracterización con una corriente de excita-
ción de 2,5 A de valor máximo. Densidad del flujo magnético vs. tiempo (a), inten-
sidad del campo magnético vs. tiempo (b) y ciclo de histéresis obtenido mediante 
integración analógica (c) y digital (d). 
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el condensador de integración (RD y CD) para una frecuencia de 50 Hz.  Úni-
camente se consideró la primera rama asociada al efecto de absorción dieléc-
trica. Los valores resultantes para CD y RD fueron 1,3 nF y 12 MΩ. 

La integración temporal discreta se realizó procesando en Matlab las mues-
tras almacenadas en el osciloscopio de la tensión en el secundario de la probeta. 
Para ello, primero se determinó el valor medio de la tensión considerando diez 
ciclos completos, y en caso de no ser nulo se eliminó (eliminación del offset); a 
continuación, el vector resultante se integró numéricamente junto con el vector 
temporal mediante la regla del trapecio. En cada ensayo se capturaron un total 
de 200.000 muestras (10 ciclos), lo cual, dado el reducido tiempo de muestreo 
(1 μs) frente al periodo de la señal (20 ms), aseguró una integración correcta.  

Al comparar los dos métodos de integración, se observa que para bajos 
valores de excitación magnética el resultado no difiere significativamente 
(figura 2.2). Sin embargo, cuando el material empieza a saturar profundamente 
el integrador discreto opera mejor. La tensión resultante del integrador analó-
gico también fue procesada posteriormente por un software desarrollado ad 
hoc para descartar el posible error de offset debido a la onda de tensión. El 
resultado se muestra en la figura 2.4, donde a pesar de que los valores máximos 
de inducción magnética obtenidos mediante ambos métodos son prácticamente 
iguales (integrador analógico: 2.0703 T e integrador discreto: 1.9988 T), el ciclo 
de histéresis asociado al integrador analógico es erróneo. Esto se puede com-
probar simplemente observando el primer cuadrante del ciclo B-H, donde el 

Figura 2.3. Etapa para la integración analógica de la tensión inducida en el devanado 
secundario de la probeta. La figura enmarcada en la parte superior se corresponde 
con el circuito equivalente de un condensador y la inferior con la red de compensa-
ción para eliminar el efecto de la absorción dieléctrica. 
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tramo de subida (color rojo) y el tramo de bajada (color azul) se cruzan, mien-
tras que en el integrador discreto esto no sucede. 

Se realizaron un total de 15 ensayos para corrientes de pico espaciadas de 
forma creciente desde 0,1 hasta 20 A. El resultado de los mismos se muestra 
en la figura 2.5, donde se puede observar los ciclos completos llegándose a 
alcanzar valores de H muy altos, el primer cuadrante de los ciclos más repre-
sentativos, la curva de primera imanación y la permeabilidad incremental del 
material. Es importante remarcar la necesidad de desmagnetizar el material 
antes de comenzar estos ensayos tal como indica la norma [IEEE, 1992]. 

2.5. Nueva metodología para la caracterización 
del material 

La metodología antes expuesta, además de ser útil en la determinación de 
la característica de primera imanación, posibilita la determinación de las pér-
didas por unidad de volumen del material a partir del ciclo de histéresis.  

Por otro lado, puesto que el ciclo de histéresis se determina con excitación 
bipolar, el campo remanente llega a anularse, quedando implícito en el propio 
método el proceso de desmagnetización necesario para la correcta determina-
ción de la característica de primera imanación de un material, la cual, debe 
partir de un valor del campo remanente nulo. 

Figura 2.4. Ciclo de histéresis obtenido en la probeta AP02 para altos valores de 
intensidad magnética mediante integrador continuo analógico (figura superior) e in-
tegrador discreto por software (figura inferior). 
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No obstante, a pesar de las bondades de este método, el número de ensayos 
necesarios es tan alto como el número de puntos que se pretende obtener en la 
curva. Esto además de resultar laborioso, imposibilita la determinación directa 
de la misma.  

Por otro lado, al no incluirse ningún elemento de control que desactive la 
excitación una vez se ha alcanzado el régimen estacionario, esta permanece 
activa hasta que la persona encargada de realizar el ensayo la anula manual-
mente, con el consiguiente riesgo de destrucción de la probeta por un calenta-
miento excesivo. 

Figura 2.5. Ciclos de histéresis (más significativos) y curva de imanación del acero 
AISI 1008 obtenidos a 50 Hz en la probeta P-AP02 mediante métodos clásicos. (a) 
Ciclos completos; (b) detalle para valores elevados de H; (c) detalle para bajos va-
lores de H; (d) curva de primera imanación; (e) permeabilidad magnética incremen-
tal ( /pro prodB dH ). 
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La situación anteriormente expuesta resulta del todo gravosa si se pretende 
caracterizar la región de saturación profunda del material, donde a pesar de 
disponer de un número de espiras en el primario suficientemente alto, los va-
lores de corriente alcanzados obligan a sobredimensionar la sección del hilo del 
devanado primario. En este caso con 400 espiras la corriente inductora llegó a 
superar los 20 A, alcanzándose valores de intensidad de campo magnético su-
periores a 26 kA/m. 

Con el fin de limitar el número de ensayos se pueden aplicar técnicas de 
ajuste basadas en las propiedades de los materiales [El-Sherbiny, 1973] y 
[Rivas, 1981]. Sin embargo, estas técnicas si bien resultan adecuadas para la 
interpolación de puntos en la región de la curva ensayada, presentan notables 
deficiencias cuando se pretenden extrapolar valores de permeabilidad por en-
cima de los ensayados [Knight, 2012] y [Rao, 2015], no evitándose por tanto la 
necesidad de alcanzar altos valores de corriente para la correcta caracterización 
del material en su región de saturación.  

Con el fin de corregir dichas deficiencias innatas a la metodología de carac-
terización clásica, en esta tesis se propone un nuevo procedimiento para la 
obtención de la curva de primera imanación del material. Para ello, tal como 
se muestra en la figura 2.6 la tensión de salida del autotransformador se aplica 
sobre el devanado primario de la probeta mediante la conmutación controlada 
de un tiristor.  

Mediante este método de excitación, el control del valor máximo de la co-
rriente de excitación se podría modificar sin más que variar el ángulo de dis-
paro del tiristor. Sin embargo, resulta conveniente mantener el autotransfor-
mador para aumentar la flexibilidad de los ensayos, reducir la corriente de-
mandada a la red de suministro (como se ha comentado en el apartado ante-
rior) y, sobre todo, porque al cortocircuitar el tiristor se posibilita la desmag-
netización del material reduciendo de forma continua la excitación aplicada a 
la probeta [IEEE, 1992]. Por lo tanto, manteniendo el autotransformador y la 
instrumentación empleada en el procedimiento clásico, la simple inclusión del 
tiristor aporta una serie de ventajas importantes: 

i) Solamente es necesario un ensayo para obtener una curva de primera 
imanación con un gran número de puntos, quedando limitada su resolución 
por la instrumentación empleada (sondas y osciloscopio). En el método clásico 
para cada punto de la curva se requería un ensayo. 

ii) Se corrige la falta de precisión del procedimiento clásico para estimar la 
curva con valores muy bajos de intensidad del campo magnético (región de 
Rayleigh).  
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Al disponer en la probeta de un elevado número de vueltas en el devanado 
primario, un bajo valor de excitación magnética implica a su vez un valor de 
corriente de salida del transformador muy reducido, o equivalentemente un 
ciclo de histéresis muy pequeño. Por ello, determinar la curva con suficiente 
resolución en la región de Rayleigh resulta difícil de lograr mediante la simple 
modificación de forma manual de la tensión de salida del autotransformador.   

Mediante el método propuesto, al partir de una probeta desmagnetizada, 
mientras el tiristor no sea disparado la intensidad del campo magnético y la 
densidad del flujo magnético son nulas. Así, dado que las primeras muestras 
de la corriente por el devanado primario y de la tensión en el devanado secun-
dario de la probeta comienzan a capturarse en sincronismo con el disparo del 
tiristor, el número de muestras es suficientemente alto para determinar con 
gran resolución la curva de primera imanación en la región de Rayleigh. En 
este trabajo el procesado de (2.16) y (2.18) se realiza en tiempo real tal como 
se propuso en [Perez-Cebolla, 2009c] para el flujo concatenado por una fase 
frente a su corriente en un SRM, siendo la determinación de la curva de pri-
mera imanación directa y a través de un único ensayo.  

Con el propósito de asegurar la idoneidad del método propuesto en la región 
de Rayleigh, este se ha aplicado a una segunda probeta denominada P-AUSO. 
Se trata de un toroide de polvo de hierro fabricado por Micrometals (referencia 
T300-26D) [Micrometals, 2015] sobre el cual se ha bobinado un devanado pri-
mario con 95 espiras de hilo de cobre de 1 mm2 y otro secundario con 285 
espiras y una sección de 0,3 mm2. La permeabilidad absoluta (B/H) del ma-
terial se deduce de la expresión de ajuste que proporciona el fabricante: 

Figura 2.6. Circuito para obtener la curva de primera imanación mediante el método 
propuesto. Se capturan el pulso de disparo del tiristor, la corriente inductora y las 
tensiones inducidas en ambos devanados. 
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siendo Bpk el valor de pico de la densidad del flujo magnético obtenida con 
excitación sinusoidal mediante el método clásico.  

En la figura 2.7 se puede observar que en la región de Raleigh la curva de 
primera imanación que deriva de los datos proporcionados por Micrometals y 
la que se obtiene por el método propuesto se ajustan correctamente. Se mues-
tran además dos curvas extremas considerando la tolerancia típica indicada 
por el fabricante (+20%, -10%). Con esta probeta, al no tener tan apenas 
pérdidas, fue necesario incluir un diodo en antiparalelo con el devanado pri-
mario en los ensayos experimentales. 

iii) La duración del ensayo es muy reducida. Concretamente inferior a 
20 ms en caso de operar con la red monofásica de suministro como fuente de 
excitación. Esto propicia las dos ventajas siguientes. 

iv) No hay riesgo de una posible destrucción de la probeta por calenta-
miento, ni tampoco de un proceso de deriva térmica en la resistencia del de-
vanado primario. En consecuencia, es posible evitar un devanado secundario 
para la determinación de la fuerza electromotriz inducida. 

v) Al operar con pulso único de corta duración se pueden alcanzar valores 
de corriente máxima muy altos sin riesgo de destrucción del tiristor. En este 
caso el parámetro que limita la corriente máxima es ITSM (corriente máxima en 
un semiciclo de conducción no repetitivo) el cual es muy superior al de opera-
ción sinusoidal continuada con semiciclos de conducción completos IT(AV). Con-
cretamente para el tiristor empleado (CS19 de IXIS) los valores de ITSM y IT(AV) 
son 160 A y 19 A, respectivamente. 

vi) Como consecuencia de las dos ventajas anteriores, es posible alcanzar 
elevados valores de corriente que aseguren la saturación profunda del núcleo y 
eviten posteriores errores por extrapolación de la curva de primera imanación.  

vii) El montaje es muy sencillo, dado que el número de dispositivos elec-
trónicos necesarios se reduce a un solo tiristor con un sistema de control fácil 
de implementar y, en caso necesario, un diodo en antiparalelo con el primario 
de la probeta para evitar sobretensiones asociadas, no al corte brusco de la 
corriente, dado que esta se anula por el tiristor de forma natural, sino a la 
derivada de la misma en ese instante. En el caso de que la probeta sea de 
material ferromagnético, las corrientes de Foucault que circulan por este evitan 
la aparición de sobretensiones en ausencia del diodo, por lo que su inclusión 
no es necesaria. Sin embargo, en probetas de polvo de hierro o materiales 
ferrimagnéticos estas corrientes son tan bajas que su uso sí es requerido.  
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viii) Mediante la inclusión del tiristor se alcanza una profunda saturación 
del material con valores de tensión muy inferiores a los requeridos en el pro-
cedimiento clásico. La afirmación anterior se basa en que la corriente de exci-
tación circulante por el tiristor iTIR nunca llega a alcanzar la situación de régi-
men permanente sinusoidal, salvo en el caso en que el ángulo de disparo sea 
igual al argumento de la impedancia del devanado primario. En consecuencia, 
dicha corriente se compondrá además del término sinusoidal asociado a la res-
puesta forzada, como sucede en el método clásico en régimen permanente, de 
un término exponencial asociado a la respuesta propia del circuito.  

ix) Asumiendo operación lineal, la ecuación diferencial que determina el 
valor de dicha corriente tiene la siguiente solución analítica: 

 sen( ) sen( ) ,
t

TIR
Vi t e
Z

α ω
ωτω ϕ α ϕ
−

= − − −   (2.20) 

donde se considera que: a) el ángulo de disparo del tiristor α se establece a 
partir del paso por cero del flanco ascendente (origen angular ωt=0) de una 
tensión sinusoidal de excitación v=Vsen(ωt); b) el devanado inductor de la 
probeta se comporta como una impedancia óhmico-inductiva serie L-R cuyo 
modulo es Z, su argumento ϕ y su constante de tiempo τ. En caso de considerar 
como origen angular el instante en que se establece la corriente (disparo del 
tiristor), basta sustituir ωt por ωt+α. 

Si el ángulo de disparo α es cero, la componente exponencial resulta má-
xima y por tanto el valor de la corriente, y si además la componente inductiva 
es muy superior a la resistiva, lo cual es muy común en estos casos, (2.20) se 
puede aproximar por 

Figura 2.7. Curvas de primera imanación en la región de Rayleigh obtenidas con los 
datos proporcionados por el fabricante y por el método propuesto. 
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alcanzándose en consecuencia un valor máximo de corriente igual al doble que 
en régimen permanente sinusoidal (método clásico) con la misma excitación.  

Es cierto que en operación no lineal las expresiones anteriores no resultan 
válidas, no obstante, las conclusiones que cualitativamente de ellas derivan 
continúan siéndolo. 

Con el fin de demostrar la afirmación anterior en la figura 2.8 se muestran 
tres simulaciones realizadas en Matlab correspondientes a una situación de 
operación lineal (figura 2.8 (a)), con leve saturación (figura 2.8 (b)) y con 
saturación profunda (figura 2.8 (c)). El resultado pone de manifiesto una no-
table diferencia entre el valor máximo de corriente obtenido en el primer se-
miciclo (método propuesto) y en un semiciclo que ha alcanzado el régimen 
permanente (método clásico), siendo esta igual al doble en operación lineal y 
mucho mayor conforme se profundiza en saturación. 

En dichas simulaciones el devanado se modeló como una resistencia R en 
serie con una inductancia incremental pro dependiente de la corriente de fase. 
El valor de R se obtuvo directamente del medidor de impedancias, mientras 
que el de pro se calculó a partir de la curva de primera imanación mostrada en 
el apartado anterior, tal que: 
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   (2.22) 

x) La desmagnetización del núcleo no precisa alcanzar el elevado valor 
de corriente por el tiristor, que lo condujo hasta el estado de campo remanente 
no nulo al final del semiciclo de excitación.  

La desmagnetización del material obliga a someter al núcleo a un campo 
magnético alterno suficientemente alto como para asegurar la orientación de 
los dominios, que posteriormente se ha de reducir hasta alcanzar un valor nulo. 
No obstante, al no ser necesario operar con valores de corriente tan elevados, 
la probeta se puede someter a un alto número de ciclos de excitación sin riesgo 
de un calentamiento excesivo del devanado primario y el consiguiente deterioro 
del aislante. Esto se ejemplifica mediante una simulación realizada en PSpice, 
donde se pretende demostrar este efecto de forma cualitativa. El modelo con-
serva los valores de R y pro de las simulaciones mostradas en la figura 2.8, y 
además incorpora una resistencia de pérdidas Rp en paralelo con pro para ge-
nerar el efecto de la histéresis. El valor de Rp a priori desconocido se ha 
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supuesto en coherencia con los disponibles de materiales similares. En la simu-
lación también se incorpora el modelo del tiristor facilitado por el fabricante. 

Los resultados se muestran en la figura 2.9, donde inicialmente el control 
se realiza con el tiristor y solo circula corriente durante un único semiciclo, y 
posteriormente, tal como se haría en el ensayo real, se cortocircuita el tiristor 
y con el autotransformador actuando directamente sobre el devanado primario 
de la probeta, este se somete a una tensión sinusoidal de forma continua dando 
lugar a valores de corriente inferiores. Como resultado, el trazo de los primeros 
semiciclos de histéresis es asimétrico y descendente, con un valor de inducción 
magnética para una intensidad de campo nula cada vez menor. Al cabo de 
varios semiciclos, estos se desplazan hasta situarse simétricamente entre los 
cuadrantes primero y tercero tal como corresponde a la operación en régimen 
permanente, donde una reducción consecutiva de la tensión de excitación con-
duciría al material a un campo remanente nulo. 

Tanto el sistema de control de disparo del tiristor, como el procesado de la 
información muestreada en el osciloscopio con la consiguiente eliminación de 
los posibles errores procedentes de los sistemas de medida, se han implemen-

Figura 2.8. Simulación de los primeros diez ciclos de la corriente en el devanado 
primario de la probeta considerando su circuito equivalente no lineal compuesto por 
la resistencia del cobre y la inductancia incremental. (a) En operación lineal del 
núcleo; (b) con leve saturación del núcleo; (c) con núcleo fuertemente saturado. 
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tado en Matlab-Simulink junto con el entorno de desarrollo que proporciona 
una tarjeta de adquisición de datos dSPACE DS1103. El uso de la herramienta 
dSPACE sencillamente se justifica por su disponibilidad y por la facilidad que 
esta aporta para el rápido prototipado de cualquier sistema de control. No 
obstante, este control podría implementarse en una herramienta diseñada ad 
hoc con un sencillo microcontrolador. 

La curva de primera imanación del acero 1008 (chapa AP02) determinada 
con la probeta P-AP02 mediante el método propuesto se muestra en la figura 
2.10 (a). En la misma figura se puede observar la curva obtenida en el apartado 
anterior con el método clásico y la que se aporta en el programa de simulación 
Maxwell SV. La curva del programa Maxwell SV se ha incluido como meca-
nismo de control, donde la deriva respecto a las obtenidas en la probeta para 
valores altos de la intensidad del campo muy probablemente se deba al método 
de extrapolación empleado en el programa.  

Mediante el método propuesto se obtuvieron 2618 valores, no obstante, el 
programa empleado para caracterizar el motor mediante el FEM en 3D 

Figura 2.9. (a) Simulación de la corriente por el devanado primario de la probeta 
durante el semiciclo de conducción del tiristor (magnetización) y los siguientes se-
miciclos de desmagnetización (manteniendo el autotransformador y cortocircuitando 
el tiristor) hasta alcanzar el régimen permanente. (b) Trazado de los ciclos de histé-
resis correspondientes hasta el tercer semiciclo de desmagnetización. 
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(OPERA) solo admitía 45 puntos para caracterizar el material en todas sus 
regiones de forma adecuada. El resultado se muestra en la tabla B.1 incluida 
en el apéndice B.1). 

Con el fin de validar el método propuesto con otro tipo de material, este se 
ensayó en una nueva probeta (P-APAR) montada con chapa laminada de 
acero al silicio. El resultado de aplicar tanto el método clásico como el pro-
puesto se muestran en la figura 2.10 (b). 

Como conclusión, se puede afirmar que tal como se ilustra en la figura 2.10 
las curvas obtenidas mediante el método clásico y el propuesto tan apenas 
difieren entre sí para ambas probetas, siendo el error cuadrático medio igual a 

Figura 2.10. Curva de primera imanación en las probetas P-AP02 (a) y P-APAR 
(b) obtenidas con el método clásico (trazo granate) y el método propuesto (trazo 
azul). En el caso de la probeta P-AP02 se incluye la curva del material que aparecen 
la librería del programa Maxwell SV (trazo verde). 
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6,7⋅103 en el caso (a) y 3,25 104 en el (b). Con ello se evidencia la idoneidad 
del método propuesto, el cual, mediante un único ensayo aporta mayor reso-
lución que el método clásico, además de las otras ventajas ya comentadas. 

 Se considera importante subrayar la problemática asociada a la extrapo-
lación de valores de la curva, cuando en los ensayos de caracterización no se 
alcanzan valores muy por encima del codo de saturación del material (algo por 
otra parte habitual en los manuales de muchos fabricantes). Y si bien es cierto 
que en un gran número de aplicaciones se suele operar en la región lineal no 
siendo necesario superar el codo, en un SRM por el contrario se alcanzan ele-
vados niveles de saturación, siendo necesaria su extrapolación caso de no haber 
sido determinados empíricamente. Cuanto más se profundice en la región de 
saturación en los ensayos experimentales, el comportamiento del material será 
más lineal y en consecuencia se obtendrán mejores resultados en el proceso de 
extrapolación.  

Lo anterior, se ilustra a continuación a través de una experiencia propia, si 
bien, el tema también se aborda en [Knight, 2012] y [Rao, 2015]. Antes de 
afrontar este trabajo se disponía de una probeta que se denominará P-AMAR, 
construida exactamente con las mismas chapas que la probeta P-AP02 (de 
hecho, la probeta P-AMAR se desmontó para construir la probeta P-AP02). 
La probeta P-AMAR tenía un devanado primario con 350 espiras y uno se-
cundario con 50, ambos bobinados con hilo de cobre de diámetro 0,5 mm. Con 
anterioridad a este trabajo, el material se caracterizó haciendo uso de esta 
probeta aplicando el método clásico con integración analógica. Dado el diáme-
tro del hilo, el valor máximo de corriente que se alcanzó en el devanado pri-
mario fue de 10 A durante solo unos segundos para evitar que se destruyese 
por calentamiento. Con ello solo se llegó a superar el codo en la región de 
saturación con un valor de densidad del flujo magnético de 1,6612 T y de 
intensidad del campo magnético de 10.806,62 A/m, pero no se alcanzó holga-
damente la región lineal de saturación profunda. Así, la determinación de va-
lores más altos se logró por extrapolación mediante una función de ajuste pro-
puesta en [Radun, 1995] y [Husain, 2000]. Esta función es:  

 0
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  (2.23) 

donde μ0 es la permeabilidad del vacío, μr la permeabilidad relativa determi-
nada en la región lineal de la curva con bajos valores de densidad del campo 
magnético y Bsat es la densidad del campo magnético en saturación.  

A partir de los datos experimentales, con la ayuda de Mathcad y el módulo 
de Matlab Curve Fititng (CF) se han determinado los valores de μr y de Bsat 
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que ofrecían un mejor ajuste. Mathcad ha proporcionado mejores resultados al 
imponer como restricción que la curva pasase por dos puntos coincidentes con 
el comienzo y el final del codo, resultando, respectivamente, μr y Bsat  igual a 
4.300 y 1,69 T para la probeta P-AMAR, y 4.020,96 y 1,8014 T para la probeta 
P-AP02. El resultado se muestra en la figura 2.11, donde se puede apreciar 
cómo los valores extrapolados se alejan notablemente de los que se han deter-
minado experimentalmente con el método propuesto para el mismo material 
con la probeta P-AP02.  

Ahondando en la problemática que deriva de la extrapolación, la curva 
experimental obtenida en la probeta P-AP02 se ha ajustado mediante (2.23) y 
la herramienta Curve Fiting, donde, por coherencia únicamente se consideró 
el rango de valores hasta superar levemente el codo de saturación. Como se 
muestra en la figura 2.11, el resultado es semejante al obtenido con la probeta 
P-AMAR. De nuevo los valores extrapolados para la probeta P-AP02 de la 
función de ajuste difieren notablemente de los medidos experimentalmente, 
evidenciando la problemática de la extrapolación y la necesidad de una carac-
terización del material hasta profundizar en la región de saturación lineal. 

Figura 2.11. Curva de primera imanación obtenida mediante el método propuesto 
(trazo rojo) y mediante la función de ajuste extrapolando valores (trazo azul) en las 
probetas P-AP02 y P-AMAR mediante el método clásico hasta el codo de la curva 
(marrón) y mediante la función de ajuste (trazo verde). 
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2.6. Ajuste analítico de la curva de primera ima-
nación 

Excepto en la posición de desalineamiento donde se trabaja con la permea-
bilidad del vacío, asumiendo que la intensidad del campo magnético en las 
distintas regiones del material es despreciable frente a la del entrehierro, la 
determinación de una expresión analítica que posibilite obtener de forma di-
recta el flujo concatenado a partir de la corriente de fase, requiere de otra que 
ajuste correctamente la curva de primera imanación. Sirva como ejemplo lo 
tratado con la probeta P-AP02, así operando con (2.1), (2.11) y (2.12) y ex-
presando Bpro en función de Hpro mediante la función de ajuste (2.23), el flujo 
concatenado λ vs. la corriente de excitación I se expresa como: 
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  (2.24) 

El resultado se muestra en la figura 2.12, donde además de la curva flujo 
concatenado vs. corriente calculada según (2.24), se incluye la obtenida expe-
rimentalmente, la determinada en 2D por el FEM con el programa FEMM y 
la calculada según (2.12). Tanto en FEMM como en los cálculos analíticos 
realizados con la expresión (2.12) el material se modeló mediante una tabla B-
H con 45 valores obtenidos experimentalmente (tabla B.1 incluida en el apén-
dice B). La simulación FEMM se incluye para validar las expresiones analíti-
cas. 

Como se puede observar, la curva determinada experimentalmente y la 
calculada en FEMM se ajustan perfectamente, mientras que la que deriva de 
(2.24) no lo hace, siendo el error significativo tanto para reducidos como para 
elevados valores de corriente. La conclusión, tal como se demostró en el apar-
tado anterior, es harto evidente: la función propuesta en (2.23) no ajusta co-
rrectamente la curva de primera imanación del material y ese defecto se tras-
lada a la relación flujo concatenado vs. corriente.  

Con el objeto de minorar la problemática anterior, se ha realizado una 
revisión bibliográfica acerca de posibles funciones de ajuste de la curva de 
primera imanación en materiales ferromagnéticos. La conclusión de la bondad 
del ajuste de estas funciones y de los algoritmos empleados en la determinación 
de sus parámetros, además de un análisis cualitativo basado en la representa-
ción gráfica, requiere de otro cuantitativo atendiendo a criterios estadísticos. 
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Dicho análisis cuantitativo conlleva una revisión bibliográfica, la cual se ex-
pone a continuación.  

En [Vázquez, 2002], [Moriasi, 2007] y [Shcherbakov, 2013] se describen los 
criterios estadísticos dedicados a la determinación de la bondad de un ajuste, 
y se analiza la idoneidad del uso de unos frente a otros. Como conclusión, 
frente a otros criterios quizás más comunes como son la suma del cuadrado de 
los residuos (SSE), la raíz del error cuadrático medio (RMSE) y el coeficiente 
de determinación (R2), en esta tesis se propone abordar la bondad del ajuste 
atendiendo a: 

¬ El valor medio del error absoluto (MAE). Se expresa en las mismas unida-
des que la variable ajustada y su resultado es mayor o igual a cero, siendo cero 
su valor óptimo. Este se formula como: 

 1 ,

n

i i
i

O P
MAE

n
=

−
=


  (2.25) 

Figura 2.12. Relación entre el flujo concatenado y la corriente en la probeta P-AP02 
obtenida experimentalmente, mediante FEMM con los valores B-H experimentales, 
analíticamente según (2.24) y analíticamente según (2.12) con µ =B/H obtenida de 
los valores experimentales. (a) Detalle hasta 4 A; (b) rango completo. 
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donde n es el número de muestras de la variable independiente, y Oi y Pi, 
respectivamente, para cada muestra i de la variable independiente, el valor 
observado experimentalmente y el valor de la variable dependiente estimado 
mediante el modelo.  

¬ El valor relativo de la raíz del error cuadrático medio (rRMSE). Al igual 
que el MAE resulta mayor o igual a cero y su valor óptimo es cero. Tiene 
carácter adimensional y se calcula como: 

 
( )2

1

2

1

.

n

i i
i

n

i
i

O P
rRMSE

O

=

=

−
=



  (2.26) 

¬ El coeficiente de Nash-Sutcliffe (NSE) o coeficiente de eficiencia del modelo. 
Es un criterio estadístico adimensional que permite determinar la magnitud 
relativa de la varianza residual (“ruido”) respecto a la variación de los datos 
observados (“información”) [Nash, 1970]. Puede tomar valores entre –∞ y 1, 
su valor óptimo es 1 y se expresa como: 
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  (2.27) 

Otros parámetros a considerar son el número de muestras, el cual determi-
nará el éxito del algoritmo de minimización de los residuos en la determinación 
de los parámetros de la función de ajuste y la elección del test de normalidad, 
así como el de variables independientes. Ambos deberán mantenerse constan-
tes al comparar diferentes funciones de ajuste. Por otro lado, criterios estadís-
ticos como el MAE (dimensional) no permiten comparar la calidad del ajuste 
entre funciones con variables distintas, como por ejemplo B(H) y H(B), ni 
tampoco el resultado del ajuste con un número de muestras diferente. Por ello, 
se han considerado otros coeficientes adimensionales de carácter relativo como 
el rRMSE frente al RMSE (de valor absoluto) y el NSE. Este último, como 
mejora de la medida de la eficiencia del modelo frente a R2, el cual, resulta 
insensible a diferencias aditivas y proporcionales entre los datos observados y 
los predichos, y a valores atípicos o outliers [Vázquez, 2002], siendo una posible 
fuente de error [Rodríguez, 2005].  

En cuanto a las herramientas escogidas para determinar los parámetros en 
las funciones de ajuste, se ha trabajado con el programa Mathcad y el módulo 
Curve Fitting (CF) del programa Matlab. El algoritmo y la función de 
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minimización del error (función de coste) empleados dependen de la función 
de ajuste, lo cual ha resultado necesario programar en Mathcad según el caso.  

Comenzando con la revisión bibliográfica de las funciones de ajuste de la 
curva B-H de primera imanación, en [Widger, 1969] se presume un buen re-
sultado para las relaciones B(H) y H(B) mediante el producto de la variable 
independiente X por el cociente de dos polinomios de grado m: 

 
2

0 1 2
2

1 2
( ) .

1

m
m

m
m

a a X a X a XY X X
b X b X b X

+ + + +=
+ + + +




  (2.28) 

Tras ensayar (2.28) sobre la curva experimental de primera imanación del 
acero AISI 1008, el algoritmo de ajuste que mejores resultados ofreció, tanto 
con Mathcad como con CF de Matlab, fue el de Levenberg-Marquardt (LM) 
operando con una función no lineal de minimización de residuos de tipo cua-
drática (NLLS). Tras este análisis, se considera importante subrayar la nece-
sidad de considerar en los coeficientes estimados un elevado número de cifras 
significativas, caso contrario el ajuste empeora notablemente. Por otro lado, 
tanto para B(H) como para H(B) el ajuste mejora levemente una vez alcanzado 
en los polinomios un tercer grado, siendo esa mejora superior para B(H) que 
para H(B), especialmente hasta llegar al codo de la curva.  

Nótese como al operar (2.23) resulta un caso particular de (2.28) truncada 
en m=1: 

 0 0 1
0 0

0 1 1
( ) ,

1 11

r
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H aH a a HB H H H H
H b H b H

B

μ μ μ μ
μ μ

+= + = + =
+ ++

  (2.29) 

donde a=μ0μr, b1= a/Bsat, a0=μ0+a, y a1=μ0b1. 
En [El-Sherbiny, 1973] el autor propone el ajuste de la curva de primera 

imanación con una serie de exponenciales de cuatro términos, siendo 

 1 2 3 4
0 1 2 3 4( ) .H H H HB H a a e a e a e a eα α α α− − − −= + + + +   (2.30) 

El ajuste, particularizado al material que nos ocupa, es correcto en todas 
las regiones excepto en la de Rayleigh. En caso de reducir a dos el número de 
exponenciales, este empeora significativamente en el codo y el origen de la 
curva. Asimismo, si la función se emplea para ajustar H(B) el resultado em-
peora en todas las regiones.  

En cuanto al algoritmo de ajuste, LM no funciona si no se fijan unos valores 
iniciales adecuados. En consecuencia, se requiere trabajar previamente en 
Mathcad con un ajuste no lineal de tipo Quasi-Newton ligado a una función 
de minimización de residuos cuadrática. Si los parámetros obtenidos en 
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Mathcad se utilizan como entradas al algoritmo LM en el CF de Matlab se 
logra un ajuste levemente mejor. 

Un año más tarde en [Brauer, 1974] se propone una nueva función de ajuste 
con el objeto de reducir el número de parámetros a determinar en [El-Sherbiny, 
1973]. Esta es: 

 
2

2
1 3( ) ( ) .K BH B K e K B= +   (2.31) 

En el proceso de determinación de los parámetros se requiere que la curva 
atraviese tres puntos: uno próximo al origen (reluctividad inicial), otro al co-
mienzo del codo de saturación y otro al final del mismo. En los ejemplos pre-
sentados en la publicación el ajuste es correcto, llegándose a alcanzar valores 
de intensidad de campo suficientemente altos para asegurar la saturación de 
los materiales (7 kA/m). No obstante, cuando la función se aplica al material 
bajo estudio el ajuste resulta peor que el obtenido con los métodos anteriores. 
De hecho, mediante Mathcad no se logró ajustar la curva, en tanto que con 
CF de Matlab el ajuste se logra con cualquiera de los algoritmos disponibles 
(LM, Trust Region y LAR).  

En las funciones anteriores sus parámetros no guardan relación directa con 
el comportamiento físico del material, imposibilitando con ello una propuesta 
inicial para el algoritmo de minimización del error. Este inconveniente se trata 
de solventar en [Rivas, 1981] ajustando la intensidad de la magnetización M 
(M=B/μ0–H) como una fracción racional expandida hasta el segundo término, 
donde sus coeficientes guardan relación con constantes intrínsecas al material. 
Es decir: 

 
2 2
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1 2 1 2
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1 1
a a H a H a a H a HM H B H H

b H b H b H b H
μ μ+ + + += → = +

+ + + +
  (2.32) 

Así, en el caso de bajos valores del campo comprendidos en la región de 
Rayleigh, (2.32) se puede aproximar por: 

 0 ,R
M H
H

χ α= +   (2.33) 

donde χ0 y αR son la susceptibilidad magnética inicial y la constante de Ray-
leigh en el material, respectivamente [Qi, 2015].  

Por otro lado, según la ley de aproximación a la saturación (LAS), en el 
caso de valores de H→∞, (2.32) se puede describir por una serie de H-n términos 
truncada en el primero [Néel, 1948], tal que: 

 1 ,N
SM M

H
α 

= − 
 

  (2.34) 
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donde MS es el valor de saturación de la magnetización y αN la constante de 
Neel.  

Conocidos χ0, αR, MS y αN, los parámetros en (2.32) se corresponden con: 
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  (2.35) 

En el caso concreto del acero AISI 1008, y considerando la región de Ray-
leigh hasta B = 0,025 T, χ0 y αR resultaron igual a 112,47 y 4,2120 m/A, 
respectivamente. Respecto a los parámetros MS y αN, al extraer el primero de 
ellos según (2.34) mediante la recta:  

 ,S S NMH M H M α= −   (2.36) 

su valor ha quedado fuera del rango de M obtenido de la curva B-H experi-
mental, lo cual obligó a desecharlo y operar con el que deriva del parámetro 
Bsat empleado en (2.23). Así, la región de saturación cuasi lineal se estableció 
entre Bsat (1,8014 T) y el máximo valor observado de B (2,0741 T), resultando 
Msat y αN 1,4335E6 A/m y 180 A/m, respectivamente.  

Se puede concluir que el ajuste de la curva B-H a través de la función 
propuesta en [Rivas, 1981] únicamente resulta válido hasta el comienzo de la 
región de saturación. Situación semejante a la observada para la función  
(2.23), así como en el propio artículo donde no se alcanza la región lineal de 
saturación profunda en ninguna de las gráficas mostradas. Este resultado evi-
dencia de nuevo la problemática asociada a la extrapolación de la curva. 

En [Abuelma'atti, 1993] se plantea un ajuste basado en el sumatorio de 
funciones sinusoidales, lo cual obliga a transformar la curva B-H original en 
una función periódica en H aplicando simetrías. Años más tarde en  
[Guanghao, 2002] se propone una metodología similar, siendo el ajuste en este 
caso mediante una serie de Fourier. En ambos casos el procesado de las fun-
ciones de ajuste no supone un elevado coste computacional, además los algo-
ritmos aplicados en la determinación de sus coeficientes son sencillos. No obs-
tante, cuando ambas funciones se comparan con las estudiadas hasta el mo-
mento, su formulación se antoja mucho más compleja, además, el número de 
términos necesarios en cada serie para un correcto ajuste resulta al menos de 
100, siendo en consecuencia mucho mayor el número de coeficientes requerido. 
Otro gran inconveniente observado tras el análisis de ambas funciones es la 
alta sensibilidad de la función de ajuste con el rango de H (periodo de la 
función a ajustar), lo cual conllevó el desarrollo de un algoritmo de minimiza-
ción del error encargado de determinar el rango de H (para el material bajo 
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estudio este resultó ser hasta 9,9978 kA/m), además de un posterior procesado 
de la curva obtenida. En el rango determinado el ajuste resulta excelente, sin 
embargo, cuando este se extiende hasta la región lineal de saturación profunda 
el error es tan grande que la función resulta inservible. Los citados inconve-
nientes hacen descartar la consideración de ambas funciones de ajuste y, por 
consiguiente, su inclusión detallada en esta tesis, remitiendo al lector a sendas 
referencias. 

Otro tipo de funciones que se han demostrado útiles en la literatura son 
aquellas que incluyen operadores hiperbólicos. En este contexto, la función de 
Brillouin [Brillouin, 1927], descrita como: 

 1 1 2 2( ) coth( ) C coth( ),f x C C x C x= −   (2.37) 

posibilita el ajuste de la curva de magnetización M(H), adaptándola del si-
guiente modo [Włodarski, 2006]: 

 ( ) 2 1 2 1 1 2coth coth ,
2 2 2 2S

M H J J H H
M J J a J J a

   + += −   
   

 (2.38) 

donde J es el número cuántico del átomo. MS el valor de saturación de la 
magnetización y a un parámetro de ajuste. No obstante, tal como se propone 
en [Takács, 2001], la función de Brillouin, puede aproximarse cuando C2 tiende 
a cero por la función de Langevin: 

 1( ) coth( ) ,L x x
x

= −  (2.39) 

expresión que en [Takács, 2001] su autor propone aproximar por otra consti-
tuida en base a una tangente hiperbólica del tipo: 

 0 0 0 0 0 0( ) A tanh( ) B(H) A tanh( ),T x x B C x H B C H= + → = +  (2.40) 

evitando con ello posibles discontinuidades presentes en el origen de una co-
tangente hiperbólica. Sin embargo, dicha aproximación solo es válida hasta 
alcanzar la región de saturación. Superado el codo, la pendiente de la curva 
estimada mediante esta función es superior a la original. En caso de no alcan-
zar la región de saturación profunda, el primer término en (2.40) puede ser 
obviado.  

Reseñar que el autor con esta función no pretende aproximar la curva B(H) 
de primera imanación sino la curva anhistérica4, y por consiguiente el ajuste 
desmerecerá en la región de Rayleigh. 

                                                            
4 Curva que representa el valor promedio de las curvas de subida y de bajada en un 
lazo de histéresis. 
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En relación al trabajo anterior, en [Włodarski, 2006] se presenta una fun-
ción para ajustar M(H) en base dos tangentes hiperbólicas:  

 ( ) tanh tanh ,
2

aM H c H cM H H
a a

α
    + −= + +    

    
  (2.41) 

sin embargo, esta función reconstruye la curva con una pendiente mayor a la 
real en la región lineal de saturación profunda. Con el fin de subsanar este 
problema, a partir de la ecuación (2.38) el autor propone una nueva función 
capaz de ajustar la curva B-H en todas las regiones. De hecho, muestran un 
ejemplo de ajuste para el acero St 1312 donde se alcanzan 2,17 T con 
100 kA/m.  La función propuesta para ajustar la magnetización es: 

 ( ) tanh ,a b

HH HM H M L M L
a b b

     = +        
  (2.42) 

donde Ma y Mb  denotan las componentes reversible e irreversible de la magne-
tización y a, b la razón con la que se aproximan hacia la saturación. En tanto 
que L es la función de Langevin. En un trabajo posterior [Włodarski, 2007] el 
autor propone emplear una versión reducida de la expresión (2.42): 

 ( ) .a b
H HM H M L M L
a b

   
= +   

   
 (2.43) 

Evaluada con el material bajo estudio, si se considera la curva completa la 
bondad del ajuste de (2.43) resulta similar a la de (2.42), si bien empeora en 
la región de Rayleigh. Téngase en cuenta que para valores de H superiores 
1 kA/m, siendo b muy inferior, el término tanh(H/b) satura en la unidad.  

En [Sergeant, 2009] se propone la identificación de la curva B-H del mate-
rial tomando como probeta el propio motor; en este caso una maquina síncrona 
de imanes permanentes. Para ello un algoritmo no lineal, basado en la mini-
mización de una función de coste de mínimos cuadrados, modifica los paráme-
tros de una ecuación que ajusta la relación μ(B) hasta lograr que el error entre 
la característica par vs. corriente de fase vs. posición estimada por el FEM y 
la obtenida experimentalmente resulte inferior a un umbral prefijado. Esta 
función de ajuste es: 
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H B
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−−   = +  
   

 (2.44) 

No obstante, en un proceso de identificación inversa la ecuación anterior 
suele expresarse relacionando H(B) según se describe en [Abdallh, 2015], o en 
[Abdallh, 2010]. Es decir: 



2.6. Ajuste analítico de la curva de primera imanación 53
 

  

 0
0 0

( ) .
v

B BH B H
B B

   = +  
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 (2.45) 

A pesar de que en las dos referencias previas se puede observar un buen 
ajuste, para los materiales ensayados en esta tesis esto no sucede hasta superar 
el principio del codo de la curva H(B). La causa se atribuye principalmente a 
la forma de esta y al grado de saturación alcanzado. La pendiente en la región 
lineal anterior a la saturación de estos materiales es marcadamente inferior a 
la que presentan los que se utilizan en [Abdallh, 2015] y [Abdallh, 2010]. En 
cuanto al grado de saturación, en nuestro estudio H alcanza valores hasta 
25,680 kA/m (B=2,0686 T) frente a los 2 kA/m (1,6796 T) o los 3,5 kA/m 
(1.6472 T) mostrados como valores máximos en dichas referencias.  

Más reciente, en [Qi, 2015] se compara la bondad del ajuste de la función 
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( ) coth
1

a H eB H d fH
b c e H
H H

 
= + − + 

 + +
 (2.46) 

propuesta por sus autores, con la de otras nueve, de las cuales cuatro ajustan 
la relación H(B) y cinco la relación B(H).  Entre esas nueve, de las funciones 
descritas hasta el momento únicamente se analiza el resultado de la (2.30) y 
de la (2.32), la cual no aparece explícitamente. El resto son funciones de apro-
ximación clásicas basadas en series de potencias o en funciones hiperbólicas. 
Los autores concluyen que la función (2.46) presenta un ajuste excelente que 
supera a las demás analizadas, incluso hasta alcanzar 2 T, correspondientes a 
10 kA/m en el material ensayado. La bondad del ajuste se comprueba me-
diante el coeficiente de determinación modificado y el test de normalidad de 
los residuos D’Agostino-Person5, descartando como válidas aquellas funciones 
que no superan el test. Sin embargo, no indican el tamaño de la muestra, ni el 
valor del nivel de significación para establecer el rechazo de hipótesis no nula, 
imposibilitando la reproductibilidad de las conclusiones que derivan del test. 
De hecho, el test se ha probado con los datos observados del acero 1008 y la 
función (2.30), escogida por ser común a nuestro estudio y ofrecer en el citado 
trabajo un resultado del test positivo para dos materiales de prueba distintos. 
Para ello, se han considerado dos tamaños de muestra, el total de las 2618 

                                                            
5 Este test, junto a otros como el de Shapiro-Wilk permite comprobar si la dispersión 
de los puntos estimados alrededor de la curva original sigue una distribución Gaussiana. 
Comparando el resultado del test (valor p) y el valor del nivel de significación alfa 
(típico: 0.05, 0.01 y 0.001), se establece si la distribución, en este caso de los residuos, 
se ajusta a una normal (hipótesis nula verdadera: valor p > nivel de significación alfa) 
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muestras y las 45 escogidas entre estas que figuran la tabla B.1 incluida en el 
apéndice B y dos niveles de significación de 0.01 y 0.05. Los resultados del test 
muestran una hipótesis no nula solo para el tamaño de la muestra inferior, 
quedando probada una manifiesta incapacidad del test para desechar una fun-
ción en el ajuste de la curva B-H, frente a la de una distribución Gaussiana 
para la que fue creado. El origen reside en una leve agrupación de residuos en 
las colas de la distribución normal. Así, por ejemplo, en caso de realizar el test 
de Kolmogorov-Smirno (insensible a este tipo de problemas) al tamaño de 
muestra superior, la distribución de los residuos si es considerada una función 
normal. Por último, indicar que, como consecuencia del término asociado a la 
cotangente hiperbólica, la función queda indefinida en el origen de la curva, lo 
cual debe considerarse en el proceso de determinación de sus parámetros.  

Visto lo anterior, la idoneidad de las funciones de ajuste se ha comprobado 
además de con los criterios estadísticos (MAE, rRMSE, y NSE) mediante el 
test de normalidad D’Agostino-Person, pero aplicado a los residuos derivados 
de las observaciones empleadas en la determinación de los parámetros de las 
funciones de ajuste (para el caso del acero AISI 1008, las 45 muestras escogidas 
en la tabla B.1 incluida en el apéndice B), siendo el nivel de significación 0,05. 
En cuanto a la evaluación de los criterios estadísticos, dada su sensibilidad 
ante el tamaño de la muestra, se han considerado todas las observaciones dis-
ponibles (2618 para el caso del acero AISI 1008 y 47 para el acero AISI M43). 
Tanto el test, como los criterios estadísticos se han programado en Matlab. 

En [Takacs, 2001] se demuestra que en un rango limitado la función de 
Brillouin (2.37) y la de Langevin (2.39) exhiben un comportamiento de tipo 
sigmoideo, al igual que sucede con la función (2.40) propuesta por Takacs para 
el ajuste de la curva anhistérica, o la (2.42) por Wlodarski. Observando las 
dos últimas expresiones, se puede presuponer que un perceptrón multicapa 
(MLP) que incorpore la tangente hiperbólica como función de activación en 
las neuronas de su capa oculta, debería ser un excelente candidato para el 
ajuste de la curva de primera imanación del material, lo cual, se propone en 
esta tesis como alternativa a las funciones estudiadas.   

Una red 1-2-1 (una sola capa oculta con dos neuronas) resultó ser idónea 
tanto para el ajuste de la relación B(H) como H(B) del acero 1008 con unos 
criterios estadísticos relativos semejantes. No obstante, en la región de Ray-
leigh la respuesta de la red es poco precisa tendiendo a linealizar la curva.  

La expresión de ajuste que caracteriza a este perceptrón es: 

 1 1

1 1

( ) (1,1)tanh( (1,1) (1))
          (1,2)tanh( (2,1) (2)) (1).

S O O

S O O S

B H W W H B
W W H B B

= +
+ + +

  (2.47) 
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Se probaron otras configuraciones manteniendo la función de activación. 
La modificación del número de neuronas en la capa oculta (hasta 5), como la 
adición de una segunda capa oculta no mejoraron los resultados. También se 
probó a sustituir la función de activación de la capa oculta (tanh) por una 
función sigmoidea (1/(1+e-x)). Se obtuvieron resultados semejantes, posibili-
tando con ello una leve reducción de la complejidad de la función y del tiempo 
de cómputo. En cuanto a los patrones de entrenamiento, de test y de valida-
ción de la red, estos se correspondieron con dos cuartos, un cuarto y un cuarto 
de las 2618 muestras para el acero 1008, respectivamente. Tal como se indica 
en [Baum, 1989]6, se ha considerado que los 45 valores de la Tabla B.1 incluida 
en el apéndice B, a pesar de estar correctamente distribuidos, podrían ser in-
suficientes para el entrenamiento de la red neuronal. 

Manteniendo el criterio de otros autores [Saliah, 1998], también se analizó 
la idoneidad de la red para el ajuste de la relación M(H). El resultado fue 
semejante al obtenido para las relaciones B(H) y H(B), excepto el derivado 
del test de normalidad, cuya respuesta empeoró.  

Por último, en [Sande, 2002] y [Diaz-Chacon, 2010] se propone el ajuste 
mediante un perceptrón de la función que relaciona la reluctividad v y el valor 
cuadrático de la densidad del campo v(B2). No obstante, esta función, em-
pleada en la determinación del potencial magnético vector mediante la resolu-
ción de la ecuación de Poisson por el FEM, no se logró ajustar con el MLP 1-
2-1 descrito en (2.47), siendo el resultado especialmente incorrecto en la región 
de Rayleigth. Si bien, cuando el número de neuronas en la capa oculta se 
incrementa de 2 a 5 el ajuste en dicha región mejora sustancialmente, comen-
zando a ser razonable a partir de 3 neuronas (MLP 1-3-1):  

 

2
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3
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1 1
0 1
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          (1) (1, ) tanh( ( ,1) ( )) .S S O O
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= + + 
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 (2.48) 

Con el fin de comparar cualitativamente la bondad del ajuste de las fun-
ciones estudiadas en el caso del acero AISI 1008, en la figura 2.14 (incluida el 

                                                            
6 Una red neuronal de E entradas, O neuronas ocultas y W parámetros requiere entorno 
a P=W/e patrones de entrenamiento para proporcionar un error de generalización del 
orden de e. Para W=7, como en el caso de la red 1-2-1 empleada, si únicamente 2/4 de 
los patrones se emplean para el entrenamiento, reservando los 2/4 restantes para la 
validación y el testeo, con una tabla de 45 patrones el error de generalización de la red 
resultaría del orden del 15,6%, mientras que considerando los 2618 patrones éste se 
reduciría entorno al 0,3%. 
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final de este apartado) se representa la relación B-H obtenida de estas vs. la 
determinada experimentalmente. Se puede deducir que la bondad del ajuste 
de la relación H(B) resulta menor a la de la relación B(H). En el caso de H(B) 
en la región de saturación profunda todas las funciones exhiben un buen ajuste, 
sin embargo, en el origen de la curva la función (2.28) es la que mejor resultado 
ofrece. En cuanto a la relación B(H), excepto las funciones (2.23), (2.32) todas 
tienden a ajustar bien el origen de la curva, resultado que se traslada a la 
región de saturación profunda. En cualquier caso, tal como se ha comentado, 
las conclusiones que se derivan del análisis cualitativo se han refinado a través 
de otro de tipo cuantitativo con base en los parámetros estadísticos propuestos 
(MAE, rRMSE, NSE) y el test de normalidad D’Agostino-Person. El resultado 
se muestra en la tabla 2.1 y cuya interpretación gráfica se acompaña en la 
figura 2.16 tras la normalización a la unidad de los valores máximos.   

No obstante, con el objeto de extender las conclusiones que derivan de 
dicho estudio, las funciones de ajuste se aplicaron a otros materiales. Así, en 
la figura 2.15 y en la tabla 2.1 se muestran los resultados obtenidos del ajuste 
de la curva B-H del acero al silicio AISI M-43 (chapa M400-50A según UNE-
EN 10106) empleado en la  fabricación del prototipo del generador de reluc-
tancia conmutada descrito en [Mendez, 2014]. Este acero es muy similar al de 
la probeta P-APAR, no obstante, con el fin de cubrir un rango de H mucho 
más amplio, en este caso se empleó la curva B-H disponible en la librería de 
materiales del programa FEMM en lugar de la obtenida experimentalmente. 

A tenor de los resultados obtenidos para el acero AISI M-43, las conclusio-
nes anteriores siguen siendo válidas excepto para las funciones de ajuste (2.40) 
y (2.46), las cuales se ha demostrado que únicamente operan bien con valores 
de H no altos. Concretamente se ha podido trabajar hasta valores en torno al 
máximo alcanzado en los ensayos experimentales de caracterización del acero 
AISI 1008, siendo este 25,680 kA/m (ver tablas B.1 y B.2 en el apartado B.1 
del apéndice B). La causa se debe fundamentalmente al primer término de 
(2.40), puesto que el segundo satura en B0. En cuanto a la función (2.46), esta 
también se puede expresar como: 

 
2 3 4

0 1 2 3 4
2 3 4

2 3 4
( ) coth ,a a H a H a H a H HB H H d

eb H b H b H
 + + + += +  

+ +  
  (2.49) 

donde con valores altos de H el segundo término tiende a saturar en d, mientras 
que el primero crece con una pendiente superior a la de (2.28), que sí ajusta 
correctamente. Obsérvese que el primer término de (2.49) se ha hecho corres-
ponder con (2.28) para m=4, donde los dos primeros términos del denominador 
son nulos, siendo esta la causa que origina esa mayor pendiente. 
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Siguiendo con las conclusiones del estudio, los resultados mostrados en la 
tabla 2.1 (trasladados tras un proceso de normalización entre 0 y 1 a las grá-
ficas mostradas en la figura 2.16) indican que en el caso de la relación B(H) 
excepto la (2.23) y (2.32) todas las funciones dedicadas a este ajuste ofrecen 
una alta eficiencia (NSE). Sin embargo, si se considera el rRMSE (2.28) y 
(2.47) son las expresiones que mejor resultado ofrecen, destacando levemente 
la función (2.47) propuesta en esta tesis. Si bien, la función (2.42) es la que 
presenta una mejor distribución del error considerando ambos materiales y 
manteniendo un bajo rRMSE. En caso de operar en un rango de H no alto, la 
función (2.46) también exhibe un excelente comportamiento, siendo nefasto en 
caso contrario. Esto claramente se manifiesta para el acero M-43 a partir de 
26,8 kA/m.  

En el caso de la relación H(B), todas las funciones muestran una alta efi-
ciencia (NSE), pero  son de nuevo (2.28) y (2.47) las que menor rRMSE ofre-
cen. No obstante, el ajuste de la función (2.47) en la región inicial es incorrecto, 
siendo la función (2.48) (un perceptrón con una neurona más en la capa 
oculta), la que considerando ambos materiales presenta una mejor distribución 
del error manteniendo a su vez un bajo rRMSE. Destacar que si únicamente 
se considera el análisis gráfico, en el caso del acero AISI M-43 la función (2.45) 
a priori aparenta un excelente ajuste de la relación H(B), sin embargo, dicha 
impresión es en parte errónea. Es decir, tras alcanzar el codo de la curva, para 
cada valor de B se obtienen valores de H distintos a los experimentales a pesar 
de mantenerse un perfil H(B) similar; siendo esta la causa del mal resultado 
obtenido al calcular el rRMSE y el test de normalidad. 

Atendiendo al número de parámetros, tanto la función (2.28) como la 
(2.47) emplean 7 parámetros frente a los 4 necesarios en (2.42) y los 6 necesa-
rios en (2.46), no siendo ese incremento problemático en una estimación di-
recta. Sin embargo, la función (2.43) presenta una discontinuidad en el origen, 
lo cual puede resultar gravoso en un procesado analítico. Además, como se ha 
comentado, la función (2.43) ajusta muy mal con altos valores de H. 

Por otro lado, dado que la aproximación de Padé ajusta con suficiente 
precisión una función exponencial mediante el cociente de dos polinomios 
[Vajta, 2000], el coste computacional de las cuatro funciones se puede expresar 
en base a una función racional Þ(x) eligiendo sus parámetros conveniente-
mente. Es decir, si: 

 
2 3

0 1 2 3
2 3

0 1 2 3
( ) ( )= ,a a x a x a xe x x

b b
Þ

x b x b x
+ + +≈
+ + +

  (2.50) 
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la función (2.28) se expresa como: 
 ( ) ( ).B H H Þ H= ⋅   (2.51) 

De igual modo, considerando que la tangente hiperbólica en un MLP se 
suele representar por una tangente sigmoidea tal que: 

 
2

2 2tanh( ) tansig( ) 1 1,
1 (-2 )1 x

x x
xe Þ−

= = − = −
++

  (2.52)  

la función (2.44) se reescribe como:  
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  (2.53) 

En cuanto a la función (2.42) al ser la cotangente hiperbólica la inversa de 
la tangente hiperbólica, el proceso es semejante. Esto es:  

 
2

2 2coth( ) 1 1.
1 (-2 )1 x

x
xe Þ−

= − = −
−−

  (2.54)  

Así, sabido que B=μ0(M+H), operando y haciendo uso de (2.52), (2.54) y 
(2.42), B(H) se puede expresar como: 
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  (2.55) 

y de igual modo (2.46) se corresponde con: 
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Þ H
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 (2.56) 

Así, las cuatro funciones de ajuste se basan en simples operaciones de mul-
tiplicación y acumulación (MACs). En consecuencia, dada su baja complejidad 
computacional (14 MACs en el caso de (2.23), 47 en el de (2.42), 23 en el de 
(2.46) y 33 en el de (2.47) más 2 del proceso de normalización y desnormali-
zación de los datos de entrada al MLP), sus tiempos de computo no serán 
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altos, siendo adecuada su implementación física en un microcontrolador (μC) 
o en un procesador digital de señal (DSP).  

Simplemente como ejemplo, a nivel cualitativo y no cuantitativo, los tiem-
pos de cómputo7 empleados en determinar un valor de B conocida H resultaron 
ser aproximadamente 0,9 μs con (2.51), 20 μs con (2.53) 43 μs con (2.55) y 1,2 
μs con (2.56), todos ellos muy inferiores a los 7.2 ms necesarios mediante una 
función de interpolación aplicada sobre la tabla A.1 (79507 veces superior al 
tiempo de computo de la función (2.51)). 

Así, de las cuatro, la función (2.28) es la más simple, permite ajustar tanto 
la curva completa B(H) como H(B) y no presenta discontinuidades, siendo 
candidata ideal para su utilización en un estudio analítico del comportamiento 
electromagnético del motor. Como ejemplo, en la figura 2.13 se representa la 
relación flujo concatenado λ vs. corriente I en la probeta P-AP02. En esta se 
aprecia una notable mejora cuando µ se determina en (2.12) mediante la fun-
ción de ajuste (2.28), en lugar de como se hizo al comienzo de este apartado 
mediante la función (2.23) (representación de (2.24) en figura 2.12). 

Además, dado que la función (2.28) ajusta correctamente la región de sa-
turación profunda, su uso puede ser extraordinariamente útil para la extrapo-
lación de valores de la curva B-H no obtenidos experimentalmente. 

No obstante, a pesar de que el estudio se ha realizado con materiales ca-
racterísticos de dos grupos ampliamente empleados como son el acero con bajo 
contenido en carbón y el acero al silicio, con el fin de facilitar el análisis de las 
funciones de ajuste con otros materiales, en el apéndice B se incluyen los pa-
rámetros obtenidos con cada una de las funciones de ajuste y material anali-
zado (AISI 1008 y M-43). Téngase en cuenta que sin unos adecuados valores 
iniciales de los parámetros (semilla), los algoritmos dedicados a su obtención 
(Levenberg-Marquardt, Gradiente conjugado, Quasi Newton, etc.) no conver-
gen, siendo por ello considerada relevante su inclusión.  

 Por último, el hecho de que un MLP sea capaz de ajustar tanto la curva 
B(H) como la curva H(B) del material (ajuste 2D) con tan solo dos neuronas 
en su capa oculta, debe hacer pensar que el MLP puede ser un excelente can-
didato en el ajuste de la relación flujo concatenado vs. corriente de fase en un 
SRM para cualquier posición del rotor. Así, tal como se demostrará más ade-
lante, con un leve incremento del número de neuronas en la capa oculta y una 
                                                            
7 Se obtuvieron con un ordenador personal equipado con un procesador i7-2600 @ 3.40 
GHz y 8 GB de memoria RAM operando en W7 64 bits, programando en Matlab un 
fichero distinto cada función, donde el tiempo de ejecución se midió mediante los co-
mandos “tic-toc”, tras una pausa de 1 segundo previo borrado en memoria de todas las 
variables del espacio de trabajo.  
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entrada más, cabe la posibilidad de un ajuste 3D relacionando la corriente de 
fase vs. la posición del rotor vs. el flujo concatenado por esa fase [Pérez-
Cebolla, 2005a] y [Pérez-Cebolla, 2005b]. Otro ejemplo se encuentra en [Saliah, 
1998], donde se propone utilizar un MLP para ajustar la curva de primera 
imanación de un material considerando la temperatura, Tª, como una segunda 
variable de entrada en la relación B(H,Tª). 

Una vez se dispone de una función que relaciona la densidad y la intensidad 
del campo magnético del material con suficiente exactitud, nos hallamos en 
disposición de afrontar la determinación de la característica flujo concatenado 
vs. corriente de fase vs. posición del rotor en un SRM mediante métodos ana-
líticos como a través del FEM, lo cual se aborda en los tres siguientes capítulos.  

Figura 2.13. Relación entre el flujo concatenado y la corriente en la probeta P-AP02 
obtenida experimentalmente, analíticamente según (2.24) y analíticamente según 
(2.12) con µ =B/H determinada mediante (2.28). (a) Detalle hasta 4 A; (b) rango 
completo. 
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Figura 2.14. Relación B-H estimada mediante las funciones de ajuste B(H) y H(B) 
estudiadas vs. la obtenida experimentalmente para el material AISI 1008. 
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Figura 2.15. Relación B-H estimada mediante las funciones de ajuste B(H) y H(B) 
estudiadas vs. la obtenida experimentalmente para el material AISI M-43. 
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Tabla 2.1. Evaluación de la bondad del ajuste (p=0,05) para los materiales emplea-
dos en el prototipo del motor (AISI 1008) y del generador (AISI M43). 

 

Función Curva Material MAE rRMSE NSE Valor p 
(2.23) 

[Radun, 1995] 
B(H) 

1008 1,2010E-01 8,2000E-02 7,0560E-01 4,9870E-03 
M43 2,1760E-01 2,1890E-01 8,1430E-01 1,7651E-05 

(2.28) 
[Widger, 1969] 

B(H) 
1008 1,5000E-03 9,9680E-04 1,0000E+00 4,7048E-01 
M43 9,6000E-03 9,2000E-03 9,9970E-01 5,3048E-04 

H(B) 
1008 4,7235E+01 3,7000E-03 9,9990E-01 8,2257E-03 
M43 5,1549E+02 1,6900E-02 9,9970E-01 1,3916E-02 

(2.30) 
[El-Sherbiny, 

1973] 

B(H) 
1008 1,2000E-03 1,1000E-03 9,9990E-01 8,3432E-01 
M43 4,1030E-02 5,6885E-02 9,8746E-01 0,0000E+00 

H(B) 
1008 6,7266E+02 6,0700E-02 9,8530E-01 4,1200E-08 
M43 2,1448E+03 8,4500E-02 9,9180E-01 2,4141E-03 

(2.31) 
[Brauer, 1974] 

H(B) 
1008 6,8281E+02 5,1600E-02 9,8940E-01 6,2196E-01 
M43 1,9982E+03 1,3130E-01 9,8020E-01 0,0000E+00 

(2.32) 
[Rivas, 1981] 

M(H) 
1008 1,1614E+05 9,5700E-02 5,8530E-01 6,0008E-02 
M43 4,0144E+03 1,0720E-01 9,5350E-01 5,0527E-02 

B(H) 
1008 1,4590E-01 9,4800E-02 6,0670E-01 6,0008E-02 
M43 5,0000E-03 1,0430E-01 9,5790E-01 5,0527E-02 

(2.40) 
[Takács, 2001] 

B(H) 
1008 2,6100E-02 1,6700E-02 9,8790E-01 9,8790E-01 
M43 7,0700E-02 7,3000E-02 9,7940E-01 2,6052E-02 

(2.42) 
[Włodarski, 

2006] 

M(H) 
1008 1,0592E+04 8,5000E-03 9,9670E-01 2,6627E-01 
M43 2,8860E+04 3,3600E-02 9,9510E-01 2,1510E-01 

B(H) 
1008 1,3300E-02 8,4000E-03 9,9680E-01 2,6627E-01 
M43 3,6300E-02 3,2600E-02 9,9560E-01 2,1510E-01 

(2.45)   
[Sergeant, 2009] 

H(B) 
1008 5,3416E+02 4,2800E-02 9,9270E-01 8,4122E-04 
M43 1,4761E+03 7,5500E-02 9,9350E-01 4,0635E-05 

(2.46) 
[Qi, 2015] 

B(H) 
1008 7,8000E-03 4,7000E-03 9,9900E-01 4,9870E-03 
M43 1,4700E-02 1,6900E-02 9,9880E-01 2,0011E-01 

(2.47) 
PROPUESTA 

MLP 1-2-1 

B(H) 
1008 6,2000E-03 5,6000E-03 9,9860E-01 1,9000E-02 
M43 6,8000E-03 6,6000E-03 9,9510E-01 9,3795E-01 

H(B) 
1008 4,3682E+01 4,0000E-03 9,9990E-01 2,1341E-02 
M43 1,4294E+02 1,1000E-02 9,9950E-01 1,9273E-02 

(2.48) 
[Sande, 2002] 
MLP 1-3-1 

v(B2) 
1008 2,5634E+01 1,0900E-02 9,9940E-01 4,2838E-01 
M43 3,6263E+02 3,1700E-02 9,9880E-01 0,0000E-00 

H(B) 
1008 3,6245E+01 3,0000E-03 1,0000E+00 6,9780E-01 
M43 6,3813E+02 3,0700E-02 9,9890E-01 1,0550E-01 
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Figura 2.16. Representación gráfica de los datos de la tabla 2.1 normalizados a la 
unidad. El color azul representa el acero AISI 1008 y el granate el acero AISI M-43. 
En la gráfica del valor p, la línea vertical en color rojo representa el correspondiente 
a p=0,05 escogido como umbral en el test de normalidad. 
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Equation Chapter 3 Section 1 
 
 

  

Caracterización analítica 
del SRM en la posición de 
alineamiento 

3.1. Introducción 

En el capítulo anterior se ha justificado la necesidad del conocimiento de 
la característica B-H del material. Se han analizado y validado los procedi-
mientos descritos en la literatura para su determinación experimental y se ha 
propuesto uno alternativo que aporta múltiples ventajas. Asimismo, se ha rea-
lizado un estudio detallado de las expresiones analíticas que posibilitan el 
ajuste de la citada característica considerando como variable independiente B 
o H, concluyendo con la selección de la más adecuada para su uso en este tipo 
de aplicaciones. 

El conocimiento de la información anterior posibilita acometer la caracte-
rización de la máquina de reluctancia conmutada con suficiente rigor, siendo 
para ello imprescindible el conocimiento de la relación flujo concatenado vs. 
corriente de fase vs. posición en las posiciones de alineamiento y de desalinea-
miento.  

Con ese fin y cumpliendo con el segundo objetivo de estudio y contribución 
de mejora propuesto en esta tesis, en este capítulo se revisan y analizan los 
procedimientos disponibles en la literatura para la determinación analítica de 
las citadas características.  
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A tenor de los resultados del análisis anterior, se proponen un conjunto de 
modificaciones y nuevos procedimientos de cálculo que contribuyen a mejorar 
la caracterización del motor en la posición de alineamiento, y cuya validación 
se realiza tomando como referencia los procedentes de las simulaciones obteni-
das mediante el FEM. 

El estudio inicialmente se particulariza al prototipo del SRM construido. 
En la figura 3.1 se muestran sus características más relevantes y la nomencla-
tura empleada. 

Con el fin de generalizar las conclusiones que derivan del estudio, este se 
extiende posteriormente a otros motores con distinto número de polos, dimen-
siones y relación entre estas. 

3.2. Planteamiento y revisión del problema  

El conocimiento de la relación flujo concatenado vs. corriente de fase en las 
posiciones extremas de alineamiento y desalineamiento resulta crucial en un 
estadio inicial, donde, sin ser necesario un alto grado de precisión, se definen 
los límites de operación y necesidades del motor para su correcto funciona-
miento [Radun, 1995] y [Krishnan, 2001]. Por citar algunos ejemplos, se pueden 
establecer los requerimientos máximos del sistema de excitación y del inversor 
electrónico de potencia, determinar el valor máximo de energía mecánica trans-
ferible y por consiguiente el rendimiento máximo del motor, conocer la veloci-
dad máxima de rotación y las limitaciones dinámicas del sistema, etc. La prin-
cipal ventaja de este método, frente al análisis por el FEM, es su bajo coste 
computacional [Radun, 1999], lo cual resulta crucial para ciertas aplicaciones 

Figura 3.1. Dimensiones del prototipo y nomenclatura.  

EEr
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IRr
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Número de polos del estator NPE 24  
Número de polos del rotor NPR 18  
Número de fases NF 4 
Numero de espiras por polo NEP 163 
Radio exterior del estator rEE  173 mm 
Radio interior del estator rIE  132,6 mm
Arco del polo del estator βE  6,48º 
Anchura del yugo del estator wYE  10 mm 
Radio exterior del rotor rER  132 mm 
Radio interior del rotor rIR  103 mm 
Anchura del yugo del rotor wYR  10 mm 
Arco del polo del rotor βR  7.04º 
Longitud del paquete de chapas lPCH  12 mm 
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en la industria [Shang-Hsun, 2009]. En cualquier caso, una de las especifica-
ciones fundamentales en un SRM es su par nominal, el cual se establece en la 
fase de diseño inicial, fijando el ratio entre la inductancia al origen en la posi-
ción de desalineamiento y la inductancia en saturación en la posición de ali-
neamiento [Miller, 1993]. Siendo incluso posible el modelado de la máquina par-
tiendo de la relación flujo vs. corriente de fase en únicamente ambas posiciones, 
tal como se describe en [Stiebler, 1999] o [Hossain, 2003]. 

Atendiendo a la geometría del motor, de todas las posibles, las posiciones de 
alineamiento y de desalineamiento a priori se corresponden con el circuito magné-
tico equivalente más simple y más complejo, respectivamente. Sin embargo, en la 
posición de alineamiento el motor se ve sometido al mayor grado de saturación, 
resultando fuertemente no lineal el comportamiento de los elementos que definen 
su circuito equivalente, no siendo así en la posición de desalineamiento. Por tanto, 
el procedimiento empleado en la caracterización de ambas posiciones es suficien-
temente representativo como para generalizarlo al resto de posiciones intermedias. 

La necesidad del conocimiento de la característica flujo concatenado vs. 
corriente de fase en posiciones intermedias habitualmente aparece en estadios 
más avanzados, como son el modelado del motor o el diseño de algoritmos 
complejos de tipo sensorless, compartición de par, perfilado de la corriente 
fase, etc. En estas aplicaciones no es necesario disponer “on line” de dicha 
característica, primando por ello en su determinación “off line” la precisión 
que aporta un análisis en 3D por el FEM frente a la rapidez computacional 
del método analítico.   

Retomando la revisión bibliográfica, en [Radun, 2000] se hace uso de la 
expresión (2.23) para determinar la relación flujo concatenado vs. corriente de 
fase mediante la ley de Ampère en aquellas posiciones en que existe solapa-
miento entre polos del estator y del rotor, lo cual obviamente contempla la de 
alineamiento. La principal ventaja de este procedimiento reside en una solución 
directa de carácter algebraico, para lo cual, se ha de conocer el valor de la 
inductancia en la posición de comienzo del solapamiento y además se ha de 
asumir que: a) la permeabilidad del yugo del rotor y del estator es infinita 
frente a la de los polos (la reluctancia de los yugos se considera nula y por 
tanto su intensidad magnética); b) la parte que se solapa del polo del rotor y 
del polo del estator presentan la misma intensidad magnética; c) la función 
(2.23) ajusta correctamente la relación H(B) del material. La primera aproxi-
mación si bien depende de las dimensiones del motor, no carece de sentido tal 
como se mostrará posteriormente para el caso particular del prototipo del 
SRM. Sin embargo, la función (2.23), tal como se demostró en el  capítulo 2 
no es capaz de ajustar correctamente la curva de primera imanación para 
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valores elevados de la corriente. Así mismo, el flujo marginal no se puede cal-
cular si no se conoce el valor de la inductancia en la posición de inicio del 
solapamiento. El mismo autor propone en [Radun, 1999] otra solución directa 
de tipo algebraico para la posición de desalineamiento. Las expresiones pro-
puestas por Arthur Radum para la determinación de la inductancia en la po-
sición de alineamiento y desalineamiento son el punto de partida de otro mo-
delo analítico propuesto en [Hossain, 2003], el cual posibilita la determinación 
de las características flujo concatenado-corriente-posición y par-corriente-posi-
ción en cualquier posición con cierto grado de error, como consecuencia de las 
limitaciones expuestas, pero con la suficiente sencillez computacional para po-
der operar en un sistema de control en tiempo real. 

En [Vijayraghavan, 2001], al igual que en [Krishnan, 2001], se plantea la ca-
racterización de dichas posiciones considerando diferentes caminos de flujo que 
conducen a su CME. Aplicando la ley de Ampère y la ley de Hopkinson sobre los 
mismos, se determina en base a la curva de primera imanación (no se indica cómo) 
el flujo en esa trayectoria y su inductancia al origen correspondiente. La suma de 
la inductancia en cada camino de flujo da lugar a la total, la cual, multiplicada 
por la corriente de fase permite obtener el flujo total concatenado. En [Sheth, 
2005] se describe el mismo procedimiento de cálculo planteando expresiones dis-
tintas para determinar la longitud media de cada tubo o camino de flujo. En las 
tres referencias anteriores, la posición de desalineamiento es la que mayor número 
de caminos de flujo contempla, concretamente  considerando simetrías en [Sheth, 
2005] se plantean 6 caminos y 7 en [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001]. 

 En cuanto a la determinación analítica de la relación flujo concatenado vs. 
corriente en posiciones intermedias, esta no se aborda de forma expresa, sino 
que tal como se ha justificado se realizará mediante el FEM. Si bien, los con-
ceptos y procedimientos que a continuación se describen en relación al estudio 
del comportamiento de una trayectoria de flujo en la posición de alineamiento 
son extensibles al resto de trayectorias en posiciones intermedias. Trayectorias, 
que, por otra parte, son contempladas en el proceso de caracterización del 
motor en la posición de desalineamiento. 

Por último, se estima conveniente recordar el significado de los siguientes 
tipos de flujo (ver figura 3.2). El flujo concatenado total por una fase, λT, se 
compone del flujo concatenado principal, λP, y del flujo concatenado local, λL. 
Se entenderá por flujo principal aquel que partiendo del yugo del estator al-
canza el yugo del rotor y retorna al yugo del estator. A su vez, el flujo principal 
se puede descomponer en el flujo que atraviesa la región de solapamiento entre 
un polo del estator y otro del rotor, al cual se le denominará flujo concatenado 
de solapamiento, λS y el que no lo hace, λM, también llamado flujo concatenado 
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marginal (por analogía con un transformador). Respecto al flujo local, este lo 
forman el flujo concatenado de dispersión, λD, localizado en las ranuras y entre 
dos polos adyacentes del estator, y el flujo concatenado en la cabeza de las 
bobinas, λC (este último no se computa en un análisis en 2D).  

Los trabajos descritos en este apartado junto a otras propuestas que se 
presentan en esta tesis, son evaluados en la posición de alineamiento en este 
capítulo y en la posición desalineamiento en el capítulo siguiente. 

3.3. Cálculo inicial del flujo concatenado 

Atendiendo exclusivamente a la posición de alineamiento, en [Corda, 1979] 
se plantea un estudio genérico para la determinación de la relación flujo con-
catenado vs. corriente de fase para cualquier SRM, que posteriormente se par-
ticulariza a un motor con estructura 6/4. En este trabajo se asume que: i) no 
hay flujo de dispersión, es decir, todo el flujo pasa del estator al rotor y regresa 
de nuevo a este; ii) cuando se excita una fase, el circuito magnético se considera 
como un simple patrón de dos polos; iii) el flujo es concatenado por todas las 
espiras; iv) el flujo se distribuye uniformemente en la sección transversal nor-
mal a las líneas de campo (el flujo marginal en el entrehierro es nulo). A 

Figura 3.2. Respresentación en 2D por el programa FEMM de las líneas de flujo 
(trayectorias equipotenciales del potencial magnetico vector A) en el protipo del 
SRM en la posición de alineamiento: (a) con iF= 10 A y solo 10 líneas; (b), (c) y (d) 
con iF= 1, 5 y 10 A y 800 líneas, respectivamente (el flujo se dispersa en el polo del 
estator y se ensancha en el entrehierro). Los rectángulos rosas representan la 
corriente en la bobina excitada y las flechas en (a) el sentido y la dirección de B.  
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continuación, se aplica la ley de Ampère a la trayectoria cerrada del flujo (polo 
del estator→entrehierro→polo del rotor→yugo del rotor→yugo del esta-
tor→polo del estator), se propone un valor de flujo concatenado, y conocido el 
número de espiras por fase se determina el flujo. El flujo que circula por cada 
región se divide por su sección para obtener su densidad. Seguidamente, me-
diante la curva de primera imanación (no se indica si por interpolación o me-
diante una función que la describa) en cada región se determina su intensidad 
del campo y su fmm (conocida su longitud media). Como suma de la fmm de 
todas las regiones se obtiene la fmm total, que dividida por el número de 
espiras en una fase da lugar a la corriente de fase asociada al flujo concatenado 
propuesto. Así, siguiendo este procedimiento se obtiene la relación flujo con-
catenado vs. corriente de fase en tantos puntos como se desee. 

En [Krishnan, 2001] y [Sheth, 2005] se muestra un motor 8/6 en el que 
como consecuencia del flujo de dispersión, en cada devanado se incluyen dos 
trayectorias simétricas respecto al eje del polo del estator. En cuanto al pro-
cedimiento descrito en esos trabajos, conceptualmente es el mismo que en 
[Corda, 1979], pero operando de forma inversa. Es decir, se fija un valor de 
corriente de fase y se acaba determinando el flujo total concatenado como 
suma de la aportación individual de cada tubo de flujo o trayectoria; donde la 
aportación de cada trayectoria se estima mediante un algoritmo de minimiza-
ción del error entre la fmm debida a la corriente de fase fijada y la suma de la 
fmm obtenida de cada región con el valor de flujo estimado. La determinación 
en cada región de la fmm a partir del valor estimado del flujo es semejante a 
la descrita para [Corda, 1979].  

El hecho de establecer un vector de entrada con valores de corriente en un 
rango concreto, y a partir de estos determinar el flujo concatenado como se 
propone en [Krishnan, 2001] y [Sheth, 2005], a pesar de tener un coste compu-
tacional mayor, resulta más intuitivo que el proceso inverso aplicado en 
[Corda, 1979]. Es decir, a priori no se suele conocer el rango de valores de flujo 
con los que trabajará el motor, máxime cuando hay más de un camino de flujo.  

En el caso concreto del prototipo, en la figura 3.3 (a) se muestran las 6 
trayectorias promedio que recorre el flujo principal φP entre dos polos contiguos 
de una fase excitada, y su sentido. Se incluyen también las 12 trayectorias del 
flujo de dispersión φD en las ranuras (2 por polo).  

Suponiendo inicialmente que λM es nulo, es decir λP =λS, al aplicar la ley 
de Ampère a una de las 6 trayectorias cerradas del flujo principal resulta:  
 ( )2 2 .P P P P P P P P P PEP F PE PE EH EH PR PR YE YE YR YRN i H l H l H l H l H l= + + + +   (3.1) 
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La expresión (3.1) se transforma mediante la ley de Hopkinson en: 

  2 (2 2 2 ) ( ),
2P P P P P
P

EP F P PE EH PR YE YRN i φφ= ℜ + ℜ + ℜ + ℜ + ℜ   (3.2) 

donde:  
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Los subíndices P y PRO se asocian, respectivamente, al flujo principal y al 
valor promedio de las secciones del rotor y del estator. En cuanto a las dimen-
siones no indicadas entre las fundamentales que definen el motor (ver figura 
3.1), estas se calculan como sigue: 
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  (3.4) 

De (3.2) se colige el circuito magnético del prototipo mostrado en la figura 
3.3 (b). Este se descompone en 6 mallas, excitadas cada una por 2 fuentes de 
fuerza magnetomotriz, NEPiF, por las que circula según el sentido que le corres-
ponde el flujo principal, φP, a través de la reluctancia asociada a cada región. 
Siendo el flujo concatenado principal total por fase: 

 ( ) ( ).P F EF P Fi N iλ φ=   (3.5) 

En [Shang-Hsun, 2009] se propone una modificación respecto a la determi-
nación de la reluctancia en el entrehierro, la cual, en lugar de calcularse como 
se indica en (3.3) considerando (3.4), se plantea en términos de permeancia 
como suma de la correspondiente a la sección de solapamiento PEHS de polo del 
rotor y del estator y la correspondiente a las secciones que quedan a ambos 
lados del polo del rotor sin solapamiento PEHNS, tal que: 
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El flujo se calcula mediante (3.2) y el valor de la permeabilidad se obtiene 
de la curva de primera imanación ajustada en dos tramos, uno lineal hasta el 
comienzo de la saturación y otro no lineal mediante un polinomio de 4º orden. 
La aproximación de la curva no es del todo buena, puesto que la región consi-
derada como lineal, como se ha comprobado en el capítulo 2, no lo es. Además, 
un polinomio de 4º orden no se ha demostrado adecuado para el ajuste de la 
región no lineal de la curva B(H). Por otro lado, la modificación del valor de 
la reluctancia del entrehierro hace que la relación flujo concatenado vs. co-
rriente de fase resulte inferior a la calculada considerando la sección el entre-
hierro, SEHPRO, como se indica en (3.4), ya de por si inferior a la determinada 
experimentalmente. No obstante, en el mismo trabajo se propone una expre-
sión alternativa en caso de existencia de flujo marginal, lo cual, se abordará 
posteriormente. 

Con independencia de las aportaciones introducidas en las referencias estu-
diadas, se concluye, que una vez obtenida mediante (3.1), (3.2), (3.3) y (3.4) 

Figura 3.3. (a) Trayectoria promedio y sentido de las líneas del flujo principal φP y 
el flujo de dispersión φD en el prototipo del SRM; (b) circuito magnético equivalente 
asociado al flujo principal. 
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la relación entre la corriente de fase y el flujo principal, el conocimiento de una 
de las dos magnitudes permite determinar la otra.  

En esta tesis se ha optado por proponer un vector con valores prefijados de 
corriente de fase, y determinar el correspondiente de flujo, y a su vez, por 
cálculo directo, el de flujo concatenado [Krishnan, 2001].  

El algoritmo, válido para cualquier trayectoria y particularizado a la co-
rrespondiente al flujo principal (supuesto inicialmente igual al de solapa-
miento), se muestra en la figura 3.4. Este comienza con la inicialización de las 
variables de entrada donde se propone: a) un valor de la densidad del flujo 
magnético en un polo del estator, B*

PEP (PE: polo del estator); b) el límite 
inferior, iMIN, el incremento, iINC, y el límite superior, iMAX, de los valores de la 
corriente de fase, iF; c) el error asumible en la estimación de la fmm total, ΔFP; 
d) un factor multiplicador, βP, que establece el incremento de la densidad de 
flujo en el polo del estator.  

A continuación, se toma un valor de iF y conocido el número de espiras por 
polo, NEP, se calcula la fuerza magnetomotriz fmmP(iF). Seguidamente, a B*

PEP 
se le asigna para dicha iF su valor previo, B*

PEP (iF), y a partir del área de la 
sección del polo del rotor, SPEP, se calcula el flujo estimado φP

*(iF). Con el flujo 
φP

*(iF) y el área de la sección SREGP de cada una de las restantes partes del 
motor (REG = PE, EH, PR, YE, YR; indicando EH: entrehierro; PR: polo 
del rotor; YR: yugo del rotor; e YS: yugo del estator) se calcula la densidad 
del campo magnético B*

REGP(iF) en las mismas.  
Obtenida la densidad del campo en cada parte del motor y sabida la per-

meabilidad del aire μ0 (en el entrehierro) y la curva B-H (en el material) se 
obtiene la intensidad del campo magnético, H*

REGP(iF), en estas (REG = PE, 
EH, PR, YE, YR). Con H*

REGP(iF) y la longitud media de cada parte del motor 
lREGS se calcula la fuerza magnetomotriz en cada una, fmm*

REGP(iF), y como 
suma de ellas, la fuerza magnetomotriz estimada fmmP

*(iF).  
Seguidamente, se calcula el error, Error_fmmP(iF), entre la fuerza magne-

tomotriz estimada fmmS
*(iF) y la fuerza magnetomotriz calculada fmmP(iF). Si 

el error es inferior a ΔFP se almacenan los resultados, se fija un nuevo valor de 
iF y se vuelven a repetir los pasos anteriores hasta que iF alcanza el valor iMAX. 
Caso contrario, se calcula un incremento, ΔB*

PEP, el cual dependiendo del signo 
de Error_fmmP(iF) se adiciona o se substrae a B*

PEP, volviéndose a recalcular 
φP

*(iF) siguiendo los pasos descritos.  
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Figura 3.4. Procedimiento de cálculo del flujo concatenado principal en función de 
la corriente de fase para la posición de alineamiento. Se supone un único recorrido 
de las líneas de flujo. 
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Concluido el proceso y habiéndose obtenido para cada valor de corriente 
de fase un valor de flujo, φP

*(iF), es directa la determinación del flujo concate-
nado, λP(iF)= NEFφP

*(iF), y la inductancia al origen, LP(iF)= λP(iF)/iF. 
Supuesto nulo el flujo concatenado marginal (λP=λS), en la figura 3.5(a) se 

muestra la relación λP(iF) obtenida mediante el algoritmo propuesto. Como se 
puede observar, el resultado del algoritmo cuando H(B) se obtiene en cada 
región mediante o bien interpolación sobre una tabla, λP(AL INTER), o bien la 
función de ajuste (2.28), λP(AL WIDG), es prácticamente el mismo. Sin embargo, 
el algoritmo se ejecuta en un tiempo 32.7 veces inferior si H(B) se determina 
mediante la función (2.28) (140 ms frente a 4,6 s). 

En el mismo contexto, si se compara el tiempo invertido por el algoritmo 
utilizando la función (2.28) y por el FEM en 2D (mediante el programa 
FEMM), y aquí radica la diferencia más sustancial, al algoritmo le cuesta 
62782,39 menos tiempo (8915 s o 2,48 h frente a 140 ms).  

En aras a la reproductibilidad del experimento, en este caso y el resto de 
los casos de este estudio, los algoritmos para la determinación de los tiempos 
de cómputo y la ejecución secuencial del programa FEMM se han programado 
en Matlab, se ha empleado el mismo ordenador personal que en el caso del 
ajuste de la curva B-H y se ha considerado ΔF =0,1 A/m, β=1e-5, imin=0,5 A, 
iinc=0,5 A e imax=10 A). En el estudio mediante el FEM en 2D, el programa 
FEMM se ejecutó secuencialmente para cada valor de corriente considerado 
en el algoritmo, siendo el resultado la suma del tiempo dedicado a cada uno. 

En la misma figura 3.5 (a) también se muestra la relación entre el flujo 
total concatenado por una fase y la corriente de fase obtenida en 2D por el 
FEM, λT(FE). Esta característica se ha incluido como referencia para determinar 
la validez del resultado, si bien, los detalles relativos al análisis mediante este 
método serán abordados posteriormente. Idealmente, si el flujo concatenado 
de dispersión y el flujo concatenado marginal fuesen nulos, la relación λT(iF) 
obtenida mediante el FEM λT(FE)(iF) y la relación λP(iF) obtenida analítica-
mente λP(AL)(iF) deberían ser similares. Sin embargo, λT(FE) es en todo el rango 
de corriente superior λP(AL), resultado del todo coherente, puesto que el flujo 
total se compone del flujo principal y del flujo de dispersión, siendo el flujo 
principal superior al que atraviesa la región de solapamiento entre polos como 
consecuencia del flujo marginal.  

En [Corda, 1979] y [Shang-Hsun, 2009], al contrario de lo que debería su-
ceder, se muestra como el flujo determinado analíticamente supera al determi-
nado por el FEM cuando el material se satura. Atribuyéndose el error, sin 
entrar en más detalles, al flujo de dispersión no considerado en sus cálculos. A 
priori y sin información adicional es difícil estimar la causa del error, pero es 
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muy probable que provenga de una mala estimación de la reluctancia del ma-
terial o bien por un cálculo erróneo de la longitud media de los polos, o bien 
por un exceso en la pendiente de la curva B(H) a consecuencia de su extrapo-
lación para altos valores de H [Rao, 2015], y no de la ausencia de flujo de 
dispersión, que debería redundar en un menor valor del flujo total estimado 
analíticamente.  

La diferencia entre el flujo concatenado total obtenido mediante el FEM 
λT(FE) y el flujo concatenado principal resultante del algoritmo λP(AL) se muestra 
en la figura 3.5 (b). Supuesto nulo el efecto del flujo marginal en el cálculo 
analítico, como es el caso, esa diferencia habría de corresponder al flujo con-
catenado de dispersión. Sin embargo, esta exhibe una dependencia no lineal 
con la corriente de fase impropia del flujo de dispersión [Krishnan, 2001], lo 
cual induce la necesidad de replantear el algoritmo de cálculo del flujo principal 
considerando el efecto del flujo marginal.  

Por otro lado, dada la rapidez de cómputo del algoritmo, se ha analizado 
la posible mejora en la estimación del flujo concatenado de solapamiento con-
siderando NT tubos de flujo distribuidos uniformemente. NT se asume impar 
con el fin de facilitar el cálculo del flujo total estableciendo simetrías. 

En el estudio anterior se ha operado con un solo tubo de longitud promedio 
considerando en cada región su sección completa, sin embargo, tal como se 
puede observar en  la figura 3.2 (a), donde se consideran únicamente 10 líneas 
de campo (o trayectorias), cada una presenta una longitud distinta. Especial-
mente en la parte interior y exterior de los yugos.  

Así, el algoritmo mostrado en la figura 3.4, se ha rediseñado incluyendo un 
bucle for que se ejecuta para cada valor de la corriente de fase desde n=1 
hasta (1+NT)/2 determinando el flujo en cada tubo n. Siendo el tubo n=1 el 
central y el tubo n=(1+NT)/2 el más alejado del central.  

Figura 3.5. Resultados de la caracterización analítica en la posición de alineamiento 
considerando nulo el flujo marginal.  
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El flujo total para cada corriente se obtiene como suma del aportado por 
el central y cada uno y su simétrico. Es decir: 

 

1
2

1
2

2 .

TN

T n
n

λ λ λ

+

=

= +    (3.7) 

En cuanto a la sección de cada tubo, ST_REG(n), al considerar una distribu-
ción uniforme, esta se asume en los polos y en el entrehierro proporcional a 
NT. En los yugos, puesto que el flujo que circula en los polos por el tubo central 
se divide a la mitad al llegar a los yugos, caso de considerar una distribución 
uniforme de las secciones, el factor divisor deberá ser ½ de 1+NT. 

 Respecto a la longitud promedio de los tubos lT_REG(n), esta excepto en el 
entrehierro, es distinta en cada tubo. Así:  
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  (3.8) 

donde NPEF es el número de polos del estator por fase. 
Ejecutado el algoritmo considerando 1, 11, 51 y 201 trayectorias la relación 

λ(iF) obtenida analíticamente resultó ser semejante. Por ello se concluye que, 
dadas las dimensiones del motor, solo resulta necesario considerar una única 
trayectoria promedio. Esta conclusión es extrapolable a otros motores de corte 
clásico (existen estructuras con geometrías muy diferentes para los polos o 
para el rotor), puesto que sus dimensiones son proporcionalmente semejantes 
a las del prototipo (ver la figura 3.1 y figura 1.1), y por tanto, también lo ha 
de ser la escasa contribución de los yugos a la fmm total (figura 3.14 (d)) y el 
error que derive de su estimación.  

3.4. Estudio del flujo marginal 

El origen del flujo marginal (o flujo de no solapamiento) proviene de la 
dispersión de las líneas en el entrehierro. La consecuencia de este efecto se 
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suele modelar mediante un incremento de la sección efectiva del entrehierro 
(en torno al 10% [Kazimierczuk, 2009]), lo cual conlleva el decremento de su 
reluctancia y un consiguiente incremento del valor del flujo concatenado. 

Al igual que sucede con las líneas dispersas en las ranuras entre polos (flujo 
de dispersión), la determinación del camino que siguen las líneas de flujo que 
circundan la sección recta del entrehierro puede observarse a través de una 
simulación mediante el FEM. Con el objeto de ilustrar lo anterior, en la figura 
3.6 se muestran cuatro simulaciones correspondientes a: (a) el prototipo del 
SRM 24/18; (b) un motor con estructura 6/4 (en adelante SRM 6/4); (c) otro 
con estructura 8/6 (SRM 8/6) y (d) el motor anterior, trabajando con la misma 
densidad de corriente pero, con otra disposición del cobre (SRM’ 8/6).  

Las dimensiones, características y la representación a escala de estos dos 
nuevos motores se muestran la figura 3.7. Préstese especial atención a las   ca-
racterísticas más notables que diferencian los tres motores simulados. Básica-
mente: a) el bajo valor de la longitud del entrehierro, lEH, en el SRM 6/4 (la 
mitad del SRM 24/18 y casi la mitad del SRM 8/6), lo cual supondrá un menor 
ratio entre el flujo marginal y el total, y el alto valor del ratio de la altura de 
un polo del rotor y otro polo del estator hPE/hPR (prácticamente el doble que 
en los otros dos motores); b) la gran diferencia entre los arcos polares del rotor 
y del estator βE y βR en SRM 8/6, característica que afectará significativamente 
en el cálculo del flujo marginal; c) el bajo valor de la longitud del paquete de 

Figura 3.6. (a) Representación de las líneas de flujo magnético por el FEMM (líneas 
equipotenciales del potencial magnético vector A) en el prototipo del SRM; (b) en 
un motor 6/4; (c) un motor 8/6; (d) en el mismo motor 8/6 pero con otra disposición 
del cobre y misma densidad de corriente (rectángulos rosas). En todos los casos se 
representan un total de 800 líneas con el motor fuertemente saturado. 
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chapas, lPCH, en el prototipo (SRM 24/18), consecuente con un menor valor 
máximo del flujo total concatenado y del par motor, a pesar del alto valor del 
radio externo del estator rEE; d) el reducido valor del número de espiras por 
polo, NEP, en el SRM 8/6, lo que obliga a trabajar con el doble de la corriente 
de fase que en los otros dos motores para lograr la saturación del núcleo y con 
ello un ratio de eficiencia similar, así como, el elevado valor de lPCH y por ende 
de la potencia que es capaz de desarrollar ese motor. 

 En las cuatro simulaciones, las líneas de flujo mostradas por el programa 
FEMM siguen trayectorias equipotenciales similares (el potencial magnético 
vector A es constante en cada trayectoria), mostrado una cuasi nula depen-
dencia de la posición del bobinado alrededor del polo del estator, como cabía 
esperar (ver figura 3.6 (c) y (d)). El detalle de estas trayectorias se muestra 
en la figura 3.8. 

Por otro lado, el análisis en 2D realizado para estos tres motores mediante 
el FEM posibilita cuantificar el valor medio de la ratio entre flujos en los 
rangos de corriente ensayados (de 0 a 10 A para el SRM 24/18 y el SRM 6/4 
y de 0 a 20 A para el SRM 8/6). El resultado se muestra en la tabla 3.2, donde 
se puede observar como la ratio entre el flujo marginal y el flujo total es mayor 
cuanto mayor es el entrehierro, llegando a alcanzar el flujo marginal entorno 
al 8% del flujo total e incluso a superar el 9% del flujo de solapamiento, siendo 
la ratio λM/λT superior en todos los casos a la del λD/λT.  

Los resultados obtenidos de la simulación por el FEMM en 2D ponen de 
manifiesto la necesidad de la estimación del flujo marginal, siendo este incluso 

Figura 3.7. Dimensiones, características y representación a escala del SRM 6/4 y el 
SRM 8/6.   

Características - Dimensiones SRM 6/4 SRM 8/6 
Número de polos del estator NPE 6 8 
Número de polos del rotor NPR 4 6 
Número de fases NF 3 4 
Numero de espiras por polo NEP 156 77 
Radio exterior del estator rEE (mm) 62,55 95 
Radio interior del estator rIE (mm) 30,5 50,3 
Arco del polo del estator βE (grados) 30 18 
Anchura del yugo del estator wYE (mm) 9 12 
Radio exterior del rotor rER (mm) 30.2 49,8 
Radio interior del rotor rIR (mm) 12.5 14 
Anchura del yugo del rotor wYR (mm) 10 16 
Arco del polo del rotor βR (grados) 32 22 
Longitud del paquete de chapas, lPCH (mm) 61 200 
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más relevante que el flujo de dispersión, tal como se deduce de la ratio λM/λD. 
Asimismo, resulta notorio indicar que a pesar de que estos ratios han sido 
calculados como el promedio de los obtenidos para todos los valores de co-
rriente de fase ensayados (0:0.5:iFmáxima), su dependencia con la corriente de 
fase es leve, siendo inversamente proporcional para λM/λT y directamente pro-
porcional para λD/λT. 

 Prosiguiendo con el análisis de las simulaciones, observando la figura 3.8 
se deduce que el flujo marginal se extiende desde el extremo inferior del polo 
del estator y con sentido hacia el yugo del estator (en la dirección del eje y), 
una fracción de la altura total del polo del rotor hPR, que denominaremos δMPE, 
y cuyo valor tal como se muestra en la tabla 3.2 es muy similar para los tres 
motores. Siendo la altura del polo del estator afectada por el flujo marginal 
hMPE igual al producto de δMPE por hPR.  

El resto de líneas en el vacío que afectan a la parte superior restante del 
polo del estator, representan la trayectoria del flujo de dispersión. Siendo la 
altura del polo del estator afectada por el flujo de dispersión (en la dirección 
del eje y), hDPE, igual al producto del factor δDPE por hPE. Donde δDPE igual a 
1-(hMPE/hPE), resulta de nuevo prácticamente análogo en los tres motores en-
sayados (ver tabla 3.1).  

En cuanto a la extensión del flujo marginal sobre la arista del polo del rotor 
(en la dirección del eje y), esta alcanza desde su vértice superior y con sentido 
hacia el yugo del rotor una altura hMPR, igual a una fracción de su altura total 
hPR que denominaremos δMP, siendo δMPR (o en su caso la relación δMPR/δMPE) 

Figura 3.8. Detalle procedente de la simulación mostrada en la figura 3.6, donde se 
pueden observar las líneas equipotenciales de A asociadas al flujo marginal. 

FEM SRM 24/18
Líneas equipotenciales de A
asociadas al flujo marginal



Polo rotor Polo estator

x

y

FEM
SRM 8/6

Polo rotor Polo estat.

FEM
SRM 6/4

Polo rotor Polo estator
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también muy similar en los tres motores ensayados, tal como se puede observar 
en la tabla 3.1. 

Respecto a la máxima extensión del flujo marginal en la dirección del eje 
x, esta se ha denominado lM, la cual, tomando como origen el vértice del polo 
del rotor y con sentido hacia el vacío, se corresponde con una fracción δM de 
hPR, cuyo valor de nuevo resulta semejante en los tres motores (ver tabla 3.2). 

Si bien, el análisis anterior no resulta suficiente para establecer una gene-
ralización del comportamiento del flujo marginal en un SRM, sí posibilita una 
primera aproximación en aquellos de corte clásico. Máxime, considerando que, 
a pesar de la sustancial diferencia en las dimensiones de los tres motores selec-
cionados, ciertamente sus valores de δMPE, δDPE, δMPR δMPR/δDPE y δM resultan 
similares, confiriéndoles el carácter de figura de mérito.  

La determinación de hPR, hMPE y lM se ha realizado gráficamente mediante 
las herramientas que facilita el posprocesador del programa FEMM. No satis-
fechos con ello, se ha ahondado en busca de un procedimiento que permita al 
menos la determinación analítica de lM. Habilitando con ello un mecanismo 
que permita verificar la validez de los valores de las figuras de mérito indicados 
en la tabla 3.1, y en consecuencia la determinación de hPR, hMPE. 

En relación a lo anterior, en [Roshen, 2007] se presenta un estudio en 2D 
aplicado al caso de un transformador con entrehierro de sección constante. 
Como resultado, el autor propone sendas expresiones para la determinación, 
en la región afectada por el flujo marginal, de las componentes Hx(x,y) y 

Tabla 3.1. Valores obtenidos como resultado de la simulación por el FEM del pro-
totipo (SRM 24/18), el SRM 6/4 y el SRM 8/6 para las relaciones consideradas en 
el estudio del flujo marginal.  

 

 δMPE=hMPE/hPR δDPE=hDPE/hPE δMPR=hMPR/hPR δM=lM/hPR hMPR/hMPE 

SRM 24/18 1,94E-01 8,80E-01 5,10E-01 1,86E-01 2,63E+00 
SRM 6/4 2,14E-01 9,28E-01 4,61E-01 1,89E-01 2,15E+00 
SRM 8/6 2,23E-01 8,62E-01 5,63E-01 2,07E-01 2,53E+00 
MEDIA 2,10E-01 8,90E-01 5,11E-01 1,94E-1 2,44E+00 

 

Tabla 3.2. Valores medios de la ratio entre flujos procedentes de la simulación por 
el FEM del prototipo (SRM 24/18), el SRM 6/4 y el SRM 8/6. 

 

 lEH λM/λT λM/λP λM/λS λD/λT λM/λD 

SRM 24/18 6,00E-04 8,02E-02 8,42E-02 9,20E-02 4,76E-02 1,68E+00 
SRM 6/4 3,00E-04 3,72E-02 3,82E-02 3,98E-02 2,78E-02 1,34E+00 
SRM 8/6 5,00E-04 8,02E-02 8,41E-02 9,17E-02 4,61E-02 1,74E+00 
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Hy(x,y) de H y por tanto de su módulo H(x,y), una vez se conoce su valor Hg 
en un punto (x,y) considerado y coincidente en el eje y con el centro del entre-
hierro y en el eje x con su extremo. Es decir:  

2
2

2 2
2

2

2
2 2

22
2 2 2 2

2
( , ) ( , ) ( , ),  con ( , ) ln  y

2

2

1 si <  
4( , ) arctan  y ,

 0 si > 
4 4

EH

g
x y x

EH

EH

g EH
y

EHEH

lx y
HH x y H x y H x y H x y

lx y

lx yH xlH x y m m
llx y x y

π

π
π

   + − 
  = + =  

  + +    
   

+     = − + 
   + − +      

  (3.9) 

donde, al asumirse que la reluctancia del entrehierro es muy superior a la del 
material, se ha despreciado la contribución del material en la determinación 
de Hg, lo cual, pierde validez cuando el SRM opera en la región de saturación 
de la curva B-H. Por otro lado, (3.9) se ha obtenido para una sección del 
entrehierro constante, no siendo así en un SRM. Consecuentemente, el resul-
tado de Hx(x,y) evaluado según (3.9) y verificado mediante el FEM en los 
motores ensayados, resulta cuantitativamente erróneo. Sin embargo, y esto es 
lo sustancial, cualitativamente no lo es. En efecto, si las expresiones en (3.9) 
se normalizan respecto a Hg, el resultado permite estimar la significancia rela-
tiva de H en la región del vacío afectada por el flujo marginal. Es decir, esta-
bleciendo una de las dos variables x e y como parámetro, es posible determinar 
el valor porcentual de H/Hg, y en consecuencia el valor de hMPE, hMPR y lM, Por 
ejemplo, fijando y=-lEH/2 (vértice del polo de rotor) y haciendo crecer x hasta 
hPR, H(x, -lEH/2)/Hg se corresponde para x=lEH y x=lM, respectivamente, con 
un 30% y un 5% en el SRM 24/18, con un 35% y un 6% en el SRM 6/4 y con 
un 38% y un 5% en el SRM 8/6. Resultados que validan el cálculo de lM en 
base a la figura de mérito δM de la tabla 3.1.  

A tenor de lo anterior, resulta posible la determinación aproximada de lM, 
hMPE y hMPR en un SRM de corte clásico mediante las figuras de mérito indica-
das en la tabla 3.1. En cualquier caso, la validez de la aproximación se puede 
comprobar tal como se ha explicado sin más que determinar el valor de H(x=lM, 
y=-lEH/2)/Hg  haciendo uso de (3.9), o de forma inversa calculando el valor de 
lM para un valor en torno al 5% de H(x=lM, y=-lEH/2)/Hg, siendo respetiva-
mente hMPE y hMPR del orden de 1,1 y 2,7 veces lM. 
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3.4.1. Cálculo de la reluctancia efectiva del entrehierro  

El flujo marginal se suele modelar considerando un incremento de la sección 
efectiva del entrehierro. Este apartado se dedica a la determinación analítica 
de la reluctancia del entrehierro. 

Tras una revisión bibliográfica, las referencias dedicadas a la determinación 
del flujo marginal en un SRM son extraordinariamente escasas, habiendo sido 
estudiado este fenómeno principalmente en transformadores. Ello genera la 
necesidad de adaptar los procedimientos de cálculo disponibles en la literatura 
para transformadores al caso del SRM, en el cual, a diferencia de un transfor-
mador, sus polos (columnas a ambos lados del entrehierro) presentan diferente 
anchura en el estator y en el rotor. En consecuencia, los resultados que se 
extraigan de este estudio serán igualmente aplicables a aquellos transformado-
res, que por analogía simplemente se corresponden con el caso particular de 
un SRM con polos de igual anchura alineados a ambos lados del entrehierro.  

Comenzando con la revisión bibliográfica, en [McLyman, 2011] se propone 
una expresión empírica que permite determinar un factor de flujo marginal en 
transformadores, fM, como el cociente entre una inductancia, LP+, asociada al 
flujo concatenado principal obtenido considerando el flujo marginal, λP+, y otra 
LP- asociada al flujo concatenado obtenido sin considerarlo, λP-.  Es decir: 
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donde SN representa la sección del núcleo (supuesta idéntica a ambos lados del 
entrehierro), G la altura del bobinado (altura de la ventana en un núcleo en 
C) y lEH la altura del entrehierro. Particularizando (3.10) al SRM, la variable 
G se habría de corresponder con la suma de la altura del polo del estator más 
la longitud del entrehierro más la altura del polo del rotor y SN con SEHPRO 
(promedio entre la sección del polo del estator y la sección del polo del rotor). 

Conocido el valor de fM  y de la reluctancia de solapamiento, ℜEHS, la deter-
minación del valor de la reluctancia del entrehierro considerando el flujo mar-
ginal, ℜEHP, resulta directa: 
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donde ℜEHM es la reluctancia del entrehierro asociada al flujo marginal. 
De igual modo, determinada ℜEHP, el cálculo de la sección efectiva del 

entrehierro considerando el flujo marginal, SEHP, resulta inmediato: 
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Sección que ha de sustituir a la sección promedio, SEHPRO, previamente 
usada en el algoritmo de cálculo para la determinación del flujo principal λP.  

Conocidos λP y ℜEHP, el flujo de solapamiento y el flujo marginal se calculan 
como sigue: 

 .P
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EH
M P S P P

EH

ℜλ λ λ λ λ
ℜ

= − ≅ −   (3.13) 

La característica λM vs. iF obtenida siguiendo el procedimiento anterior y 
la determinada mediante el FEM en 2D para los tres motores bajo estudio se 
representan en la figura 3.13 (ubicada al final del siguiente epígrafe8) denota-
das en la leyenda como “McLym” y “FEM”, respectivamente. A simple vista, 
se puede observar que el ajuste entre ambas es bajo para los tres motores, 
especialmente en el caso del SRM 24/18. 

Cuantitativamente, la bondad del ajuste entre la característica λP vs. iF 
obtenida para los tres motores mediante el procedimiento anterior y la deter-
minada en 2D mediante el FEM se ha evaluado a través del rRMSE. El resul-
tado se muestra numéricamente en la tabla 3.3 (ver nota al pie 8) y gráfica-
mente, tras su normalización a la unidad, en la figura 3.13.  

Asumiendo de nuevo idéntica sección del material ferromagnético a ambos 
lados del entrehierro, en [Kazimierczuk, 2009] se propone otra expresión para 
la determinación de la reluctancia principal del entrehierro, ℜEHP, en función 
del factor de flujo marginal: 
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siendo 
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8 Con el fin de poder comparar todos los procedimientos que se estudian en 

esta tesis para la determinación del flujo marginal, los resultados que de estos 
proceden se muestran en la figura 3.13 y en la tabla 3.3, de ahí la ubicación 
de ambas al final del siguiente epígrafe. 
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donde a, b y AC son la anchura, la profundidad y el área, respectivamente, de 
la sección recta del material a ambos lados del entrehierro, lg la longitud del 
entrehierro, wf la distancia entre el borde del material y la línea más alejada 
del flujo marginal y lf la longitud de esta. Obviamente tanto wf y lf se desco-
nocen, si bien el autor para núcleos de sección recta, como es el caso, propone 
considerar wf=lg y lf=2lg.  

El resultado de aplicar la expresión (3.14) se ha indicado con “Kazim” en 
la tabla 3.3 y en la figura 3.13. Si este se compara con el procedente de      
(3.10), se observa una clara mejoría, especialmente para los motores SRM 6/4 
y SRM 24/18. 

En [Balakrishnan, 1997] una vez verificadas las condiciones de Cauchy-
Riemann, se determina la capacidad por unidad de longitud (eje z), C, entre 
un plano horizontal infinito AB y otros dos planos semi infinitos y ortogonales 
OY y OX (figura 3.9) haciendo uso de la transformada de Schwarz-Christoffel, 
siendo el plano OX paralelo al plano AB y situado a una distancia lEH. Cono-
cida la expresión que determina C, es decir: C=ε0F(g), donde ε0 es la permiti-
vidad del vacío y F(g) representa la geometría entre placas de conductividad 
infinita, resulta inmediato obtener por analogía la permeancia por unidad de 
longitud (eje z), P, entre dos superficies de permeabilidad infinita con la misma 
geometría: P=µ0F(g) (para mayor detalle ver [Muhlethaler, 2011] y [Thomson, 
1893]). 

Particularizando el estudio a una región acotada en el plano horizontal OX 
de longitud OW, y otra de longitud OH en el plano vertical OY, correspon-
dientes, respectivamente, a la cara horizontal vista en el entrehierro (plano x-
z) de la columna central de un transformador con núcleo EE y a una de las 
dos caras verticales de esa columna (plano y-z), es posible determinar la 

Figura 3.9. Representación geométrica de la estructura básica para la determinación 
de la permeancia del entrehierro en un transformador propuesta en [Balakrishnan, 
1997]. Izquierda: plano original (variable compleja z). Derecha: plano equivalente 
(variable compleja Φ después de aplicar la transformación geométrica de Schwarz-
Christoffel). 
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reluctancia del entrehierro considerando el flujo marginal, siempre y cuando la 
permeancia del material magnético resulte mucho mayor que el cociente entre 
la longitud del entrehierro y la longitud de la trayectoria media del flujo a 
través del material. 

El resultado obtenido tras adaptar el procedimiento descrito para transfor-
madores con entrehierro de sección constante en [Balakrishnan, 1997] al caso 
más genérico del SRM, conduce, considerando la contribución del flujo de so-
lapamiento y del flujo marginal, a la determinación de la reluctancia del en-
trehierro, ℜEHP, mediante la expresión: 
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  (3.16) 

donde se ha considerado que: a) ℜEHP se obtiene como la suma de la 
contribución de la reluctancia entre el polo el estator y un plano horizontal 
situado en la mitad del entrehierro, ℜEHPE, y la correspondiente entre ese plano 
y el polo del rotor, ℜEHPR; b) los polos del SRM estan delimitados por líneas 
rectas (conducción necesaria para operar con la transformada de Schwarz-
Christoffel); c) la porción OW del plano OX se corresponde con la mitad de 
cara horizontal en el entrehierro de un polo (plano x, z), la porción OH del 
plano OY con una de las dos caras perpendiculares (plano y, z) al plano OY 
de dicho polo y el plano AB con el situado justo en la mitad del entrehierro; 
d) el polo del rotor y del estator presentan diferentes dimensiones tanto en 
altura como en anchura; e) la longitud OW (eje x) en el cálculo de ℜEHPE y 
ℜEHPR son la mitad de la anchura del polo del estator wPE y del polo del rotor 
wPR, respectivamente; f) La longitud OH (eje y) en el cálculo de ℜEHPE y ℜEHPR, 
son, respectivamente, yMPE e yMPR.  

En cuanto a las determinación de yMPE e yMPR, cuando el entrehierro divide 
la columna de un transformador en dos partes de distinta altura, en  
[Balakrishnan, 1997] se propone considerarlas iguales a la altura de la menor. 
Así, de forma análoga, en el caso del SRM yMPE e yMPR habrían de correspon-
derse con hPR, lo cual, discuerda con los resultados de las simulaciones mediante 
el FEM mostrados en la tabla 3.1 (especialmente, en la región del estator, 
donde yMPE resulta en torno a un 20% de hPR).  
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El resultado de aplicar (3.16) considerando yMPE= yMPR=hMPR se indica en 
la tabla 3.3 y en la figura 3.13 como “Balak”, siendo este peor que en el obte-
nido siguiendo el procedimiento previo.  

Con el fin de mantener la coherencia con lo observado en las simulaciones 
mediante el FEM, donde el flujo marginal se extiende desde el entrehierro 
hacia los polos una distancia menor a hPR, especialmente hacia el polo del 
estator, (3.16) se ha reevaluado asignando a yMPE y yMPR, respectivamente, los 
valores de hMPE y hMPR obtenidos en el epígrafe anterior. El resultado, indicado 
en la tabla 3.3 y en la figura 3.13 como como “Blk hm” muestra una clara 
mejora respecto al obtenido partiendo de la hipótesis yMPE= yMPR=hMPR, la cual, 
a la luz de los resultados, se ha revelado poco precisa para un SRM.  

La hipótesis anterior (yMPE = yMPR =hPR) se propone de nuevo en [Shang-
Hsun, 2009] para la determinación de la permeancia PEHM asociada al flujo 
marginal en un SRM. Si bien, la metodología de cálculo en este trabajo sigue 
un procedimiento distinto, a saber, ℜEHP se obtiene como suma (mediante in-
tegración) de los diferenciales de permeancia de cada uno de los tubos que 
rodean las trayectorias equipotenciales de A asociadas al flujo marginal. Donde 
se asume que: a) el polo del estator y el polo del rotor presentan idéntica 
anchura, con un valor igual al promedio de la de ambos; b) las trayectorias de 
flujo marginal a cada lado del entrehierro, se componen de dos cuartos de 
circunferencia, estando uno de ellos centrado en el vértice del polo del estator, 
con origen en la artista de ese polo del estator y fin en el plano horizontal 
superior del entrehierro, y el otro centrado en el vértice del polo del rotor con 
origen en la artista de ese polo del rotor y fin en el plano horizontal inferior 
del entrehierro, quedando ambos cuartos de circunferencia unidos entre sí por 
una línea vertical situada entre los planos horizontal superior e inferior del 
entrehierro (ver figura 3.10 (a)); c) dichas trayectorias son concéntricas y con 
radio creciente desde cero hasta la altura del polo del rotor hPR, lo cual, posi-
bilita el cálculo de ℜEHP, como la inversa de la suma de la permeancia de 
solapamiento PEHS, ya definida (3.6) y una permeancia marginal, PEHM, tal que: 

Figura 3.10. (a) Representación de la trayectoria de las líneas de flujo marginal para 
el cálculo de la permeancia marginal en el entrehierro según [Shang-Hsun, 2009]. (b) 
Trayectoria que deberían seguir las líneas de flujo marginal atendiendo al resultado 
de ℜEHP que deriva de la expresión (3.16) para yPEM =yPRM. 
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El resultado de aplicar (3.17) en la determinación del flujo concatenado en 
los tres motores se indica en la tabla 3.3 y en la figura 3.13 como “Shang”. De 
los procedimientos vistos hasta el momento, este es el que globalmente muestra 
un menor grado de ajuste. No obstante, las ideas expuestas en ese trabajo han 
sido de gran utilidad para determinar la expresión de la reluctancia del entre-
hierro propuesta en el siguiente epígrafe.  

Como curiosidad indicar que al comparar (3.17) y (3.16), se colige que 
(3.17) es un caso particular de (3.16) considerando como límite de integración 
superior en (3.17) hPR/2, la misma anchura wPE para ambos polos en (3.16) y 
el cumplimiento de las dos siguientes relaciones: πhPR/2lEH»1 y ln(πhPR/2lEH)»1. 
Siendo en general, tanto en un SRM como en un transformador, muy holgado 
el cumplimiento de la primera de ellas, pero no el de la segunda. Concreta-
mente, en los motores ensayados πhPR/2lEH y ln(πhPR/2lEH) se encuentran, res-
pectivamente, en el rango 40,3-62,2 y 3,7-4,1. 

Así, verificadas las condiciones anteriores, resulta mucho más sencillo ob-
tener (3.16) mediante el procedimiento seguido para la determinación de (3.17) 
que mediante la aplicación de la transformada de Schwarz-Christoffel. En ese 
caso, ℜEHPE habrá de calcularse como la inversa de la suma de una permeancia 
de solapamiento PEHS(PE)  y otra marginal PEHM(PE) asociadas a la región superior 
al plano horizontal que divide simétricamente el entrehierro (plano central).  

Para el cálculo de PEHM(PE) se asume que el flujo marginal forma trayectorias 
concéntricas a ambos lados del polo del estator, las cuales, describen cuartos 
de circunferencia con radio creciente desde 0 hasta hPR/2, centro en el vértice 
del polo, inicio en la arista vertical y fin en una recta tangente a cada 
trayectoria, que se extiende desde el plano horizontal superior del entrehierro 
hasta el plano central (ver figura 3.10 (b)). Esto es: 
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De igual modo ℜEHPR es la suma de una permeancia de solapamiento PEHS(PR)  

y otra marginal PEHM(PR) asociadas a la región inferior al plano horizontal que 
divide simétricamente el entrehierro. Donde PEHM(PR) se calcula asumiendo que 
el flujo marginal en el lado del rotor forma trayectorias concéntricas, a ambos 
lados del polo del rotor, que describen cuartos de circunferencia con radio 
creciente desde 0 hasta hPR/2, con centro en el vértice del polo, inicio en la 
arista vertical y fin en una recta tangente a cada trayectoria que se extiende 
desde el plano horizontal inferior del entrehierro hasta el plano central (ver 
figura 3.10 (b)). Tal que: 
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Finalizando con la revisión bibliográfica, en [Carter, 1926] se estudia la 
metodología a seguir haciendo uso de la transformada de Schwarz-Christoffel, 
para el cálculo de la sección efectiva en los tipos más comunes de entrehierro 
de un actuador electro-dinámico. Tomando como base ese trabajo y otro an-
terior, donde se justifica el origen del coeficiente de Carter σC  [Carter, 1901], 
en [Corda, 1979] se plantea una expresión para la determinación de la sección 
efectiva del entrehierro en un SRM considerando el flujo marginal: 
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  (3.20) 

En los trabajos originales ([Carter, 1901] y [Carter, 1926]) la expresión 
(3.20) se corresponde con la de un actuador con polos salientes únicamente en 
una de las dos partes del entrehierro. Es decir, se considera el caso de un 
entrehierro constituido por dos polos de una misma corona separados horizon-
talmente a una distancia s (en la adaptación propuesta en [Corda, 1979] s se 
sustituye por la diferencia de la anchura de dos polos alineados en coronas 
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enfrentadas), estando a su vez estos polos de anchura t separados verticalmente 
una distancia lEH de una superficie equipotencial. Así, el cálculo de la reluctan-
cia efectiva de ese entrehierro, cuya longitud como consecuencia del flujo mar-
ginal ha cambiado, es equivalente al de otro con la misma longitud lEH pero 
con s reducida en un factor σC. Sin embargo, si como sucede con un SRM el 
actuador presenta polos salientes en coronas enfrentadas, la expresión (3.20) 
resulta inadecuada [Carter, 1926]. Asimismo, en el algoritmo de cálculo la an-
chura del polo del rotor es considerada igual a la sección efectiva del entrehie-
rro obtenida según (3.20), lo cual es una fuente de error con el motor fuerte-
mente saturado. 

El resultado de la determinación del flujo marginal mediante (3.20) se ha 
indicado como “Corda” en la tabla 3.3 y en la figura 3.13, donde se puede 
observar como en dos motores con una longitud de entrehierro similar (SMR 
8/6 y SRM 24/18), este mejora al aumentar la diferencia de anchura entre el 
polo del rotor y el polo de estator. Ello es coherente con la aproximación del 
coeficiente de Carter empleada en (3.20) para un actuador con polos salientes 
únicamente en uno de los dos lados del entrehierro.  

De todos los procedimientos estudiados en este epígrafe para el cálculo del 
flujo marginal en un SRM, el propuesto en [Corda, 1979] es el que genérica-
mente mejores resultados ofrece. Sin embargo, no parece resultar adecuado en 
motores donde el cociente entre la diferencia de anchura entre el polo del rotor 
y el estator y la longitud del entrehierro es bajo, como sucede con el SRM 
24/18. En ese caso el uso de (3.16) en lugar (3.20) considerando yMPE=hMPE e 
yMPR=hMPR ofrece un resultado levemente mejor. 

No obstante, al comparar la geometría de las líneas de flujo que se observan 
en las simulaciones por el FEM mostradas en la figura 3.8 y las que habrían 
de describir las mostradas en la figura 3.10 (b) si (3.16) se aproximase como 
suma de (3.18) y (3.19), se observa un claro desajuste, máxime, si se tiene en 
cuenta que en la figura 3.10 (b) las líneas, al contrario de lo que debería suce-
der, no llegan a cerrarse. Una posible solución, tal como se muestra en la figura 
3.10 (a), pasa por considerar la misma anchura para el polo del rotor y del 
estator y por ende del entrehierro. Sin embargo, esa aproximación conduce a 
la expresión (3.17), la cual, se ha demostrado inadecuada. Por otro lado, las 
líneas equipotenciales de A mostradas en la figura 3.8, se ha comprobado que 
no describen trayectorias circulares, sino más bien elípticas, especialmente en 
la región del rotor. 
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3.4.2. Expresión propuesta de la reluctancia del entrehierro  

Con el objeto de resolver la problemática anterior, a continuación, se pro-
pone un procedimiento para la estimación de la reluctancia del entrehierro, 
cuya interpretación gráfica se muestra en la figura 3.11. Para ello se plantea 
descomponer la permeancia total asociada al flujo marginal en dos partes: a) 
una reluctancia marginal interna, ℜMI, asociada a las trayectorias del flujo que 
parten del polo del estator y alcanzan la superficie del polo del rotor que so-
bresale de la del polo del estator, y b) una reluctancia marginal externa, ℜME, 
correspondiente al resto de trayectorias, pero a diferencia de [Shang-Hsun, 
2009] conservando la distinta anchura de los polos. Ambas reluctancias se de-
terminan, respectivamente, a partir de sus correspondientes permeancias mar-
ginales interna, PMI, y externa, PME, siendo PME la suma de dos permeancias, 
PMEPE y PMEPR, correspondientes, respectivamente, a las trayectorias entre el 
polo del estator y el comienzo del entrehierro y a las localizadas entre el co-
mienzo del entrehierro y el polo del rotor. 

Conocidas las dimensiones de las trayectorias elípticas que describen las 
líneas del flujo marginal (estas se deducen de las propias del motor y del cálculo 
de lM, hMPE hMPR indicado en el epígrafe anterior) es posible afrontar la deter-
minación de las permeancias PMI y PME. No obstante, su cálculo no es directo, 
por lo que inicialmente se abordará sobre una permeancia genérica para facili-
tar su comprensión. Así, supongamos que la región de aire cuya permeancia se 
quiere calcular, PV, se corresponde con un cuarto de cilindro elíptico unido a 
un prisma rectangular como se nuestra en la figura 3.12 (a). 

Figura 3.11. Solución geométrica propuesta para la determinación de las permeancias 
asociadas al flujo marginal. Izquierda: representación de la trayectoria de las líneas 
de flujo internas y externas. Derecha: detalle de una trayectoria genérica externa e 
interna.   
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Si el volumen del conjunto se divide en capas, como sucedería en una por-
ción de una cebolla con la misma geometría, la permeancia PV se calculará 
como la suma mediante integración de los diferenciales de permeancia de PV, 
dPV, que representan la permeancia de cada una de las capas (figura 3.12 (b)). 
Por otro lado, dPV es la inversa de la reluctancia de una capa, ℜC. La cual, se 

Figura 3.12. Solución geométrica propuesta para la determinación de las permeancias 
asociadas al flujo marginal. Superior: representación de una elipse, dimensiones y 
expresiones paramétricas de un punto (x, y) de la elipse. Inferior: (a) representación 
gráfica del volumen de un cilindro elipsoidal más un prisma rectangular; (b) una 
capa de ese volumen y (c) un diferencial del volumen de esa capa. 
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calcula como la suma mediante integración de los diferenciales de reluctancia, 
dℜC, del seudo diferencial de volumen (en su cálculo se considera la longitud 
completa lPCH en lugar de un diferencial de esta dlPCH, evitándose una integra-
ción adicional) de cada capa mostrado en la figura 3.12 (c). 

 Dada la trayectoria de las líneas de flujo, una capa representa un tubo de 
flujo, el cual en su región elíptica exhibe una sección ds y una longitud l de-
pendientes del ángulo θ. Como un diferencial de esa región (figura 3.12 (c)) se 
corresponde con una reluctancia de longitud dl y sección ds, el cálculo de la 
reluctancia de la región elíptica de una capa (o tubo) ℜE implica la suma 
mediante la integración definida en dθ entre 0 y π/2 de los diferenciales de 
reluctancia, dℜE, en que esa región se divide. En cuanto al cálculo de la reluc-
tancia de la región rectangular del tubo, ℜR, este resulta directo, es decir, ℜR= 
hE/(µ0ds(θ=0)), siendo ℜC la suma de ℜE yℜR. 

Por otro lado, los valores máximos lM y hM de los semiejes a y b de la elipse 
mostrada en la figura 3.12 (a) se corresponden, respectivamente, con lM o lM+τ 
y con ν, hMPE o hMPR dependiendo de la permeancia de la trayectoria de la líneas 
de flujo (mostradas en la figura 3.11) que se esté calculando. Así, dado que el 
valor de las relaciones mostradas en la tabla 3.1 no exhiben variaciones signi-
ficativas entre los tres motores ensayados, tampoco lo hará la relación genérica 
hM/lM. En consecuencia, denominado kM al cociente hM/lM, y dada la igualdad 
entre hM/lM y b/a, b se puede expresar como akM. 

 Siguiendo con el razonamiento, un punto (x, y) en la elipse expresado en 
coordenadas paramétricas, se corresponde con (a cos(θ) y b sen(θ)), y más 
concretamente en este caso con (a cos(θ),kMa sen(θ)). Así, atendiendo a la 
trayectoria de las líneas de flujo, PV, será el resultado de la suma mediante la 
integración definida en da, entre 0 y lM de la permeancia de cada capa dPV. 

En consecuencia, considerando que: 
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  (3.21) 

la reluctancia de la región elíptica de una capa se calcula como sigue: 
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De igual modo, la reluctancia de la región rectangular es igual a:  
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con 

 ; ; ;  ;  ,M PCH PCHlx a y l b k a ds l dax ld d dy= = = = = =   (3.24) 

siendo la suma de (3.22) y (3.23) la reluctancia de una capa: 
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Conocida ℜC, la permeancia del volumen completo resulta:  

 0
0 0 0

1 ,
( )

M M Ml l l
V V PCH

C R M

daP dP l
h af

μ
θℜ

= = =
+     (3.26) 
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  (3.27) 

La solución de PV tal como se muestra en (3.26) conlleva resolver una in-
tegral elíptica de primera clase F(φ |m) y otra de tercera ∏(n; φ |m).  

En la actualidad aplicaciones informáticas como Mathematica o Matlab 
facilitan esa tarea mediante métodos de cálculo numérico. No obstante, con el 
fin de proporcionar una expresión más sencilla, se propone utilizar una apro-
ximación para obtener un cuarto, l, del perímetro de una elipse. Así, conside-
rando la excentricidad de las elipses que describen las líneas de flujo (especial-
mente en la región del rotor) y aunando simplicidad y precisión de cálculo, se 
ha optado entre las descritas en [Almkvist, 1988] por la aproximación Rama-
nujan. Por otra parte, analizado r(θ), este exhibe un comportamiento lineal 
en un amplio rango, saturando en los extremos. En consecuencia, el promedio 
de los semiejes de la elipse es muy próximo al valor medio de r(θ), por el cual 
se decide aproximar r(θ). En esas condiciones, fM(θ) resulta igual a la variable 
tM, únicamente dependiente de kM. A saber: 
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  (3.28) 

resultando PV: 
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Nótese que la integral en (3.29) no converge si siendo cero el límite de 
integración inferior se anula la constante hR en el denominador. 

Determinada PV, el cálculo de PMI se obtiene considerando en (3.28) hR=lEH, 
lM=τ y en (3.29) kM=hM/lM=kMPE=hMPE/(lM+τ), tM(kM=k kMPE)= tMPE. Es decir: 
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Asumiendo que los límites de integración superior e inferior son, respecti-
vamente, τ y lM y que hR=0 en (3.29) y que en (3.28) hM es igual a hMPE y por 
consiguiente kM es igual a kMPE, siendo de nuevo tM=tMI, la permeancia PMEPE 
se calcula como sigue:  
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En el cálculo de la permeancia PMEPR se sigue el mismo procedimiento, pero 
en este caso hR=lEH, lM=lM, hM=hMPE, kM=kMPR=hMPE/lM y tM(kM=kMPR)= tMPR. 
Esto es: 
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siendo PME la suma de la inversa de PMEPE y PMEPR: 
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ME ME
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P PP
P P

=
+

   (3.33) 

Y dado que las líneas de flujo son simétricas a ambos lados del entrehierro, 
la permeancia total asociada al flujo marginal, PEHM, resulta el doble de la 
suma de PME y PMI.  

Conocidas PEHM y PEHS, la reluctancia del entrehierro, considerando el flujo 
marginal, ℜEHP, se calcula como la inversa de la suma de ambas: 
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  (3.34) 

El resultado de estimar el flujo marginal mediante (3.34) en los tres moto-
res se indica numéricamente en la tabla 3.3 y gráficamente denotado como 
“Propu” en la figura 3.13. Comparando este, con el obtenido al aplicar el resto 
de expresiones estudiadas en esta tesis para la determinación de ℜEHP, se de-
duce que la característica flujo marginal vs. corriente de fase obtenida me-
diante (3.34) es la que mejor se ajusta a la procedente de la simulación por el 
FEM para los tres motores, especialmente en aquellos con una longitud de 
entrehierro típica, como son el SRM 24/18 o el SRM 8/6, donde el flujo mar-
ginal es ciertamente significativo (tabla 3.2).  

3.5. Determinación del flujo principal 

El flujo concatenado principal, considerando el flujo marginal, se determina 
aplicando el algoritmo de cálculo propuesto en la figura 3.4, habiendo susti-
tuido previamente en la expresión (3.2) el valor de la reluctancia del entrehie-
rro, ℜEHP, obtenido en (3.3) por el procedente de (3.34). Formalmente la si-
tuación equivale a trabajar con un motor cuya sección efectiva de entrehierro, 
SEHP, es ligeramente superior a la de solapamiento, SEHS, como consecuencia de 
la contribución del flujo marginal, ΔMSEHS. Es decir:  

 
0

 .M
P S S S

EH EH
EH EH M EH EH

l PS S S S
μ

= + Δ = +   (3.35) 

Conocido el flujo principal y la reluctancia efectiva del entrehierro, es po-
sible determinar el flujo concatenado marginal λM tal como se indica en (3.13)
,o bien como el producto de una constante ζM, que se denominará factor mar-
ginal, por el flujo concatenado principal, λP. Esto es: 

 .P MM P M P EH EHPλ λ ζ λ= = ℜ   (3.36) 
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 Operando, de la expresión anterior se deduce que ζM no depende de la 
longitud del paquete de chapas lPCH. Así, dos motores diseñados con distinta 
potencia en base únicamente a un incremento de lPCH, presentaran la misma 
relación entre el flujo concatenado principal y marginal.  

Tabla 3.3. rRMSE entre el flujo marginal obtenido de la simulación mediante el 
FEM y el determinado analíticamente a través de diferentes métodos para los tres 
motores analizados. 

 
        

SRM McLym Kazim Balak Blk hm Shang Corda Propu 

24/18 1,52E+00 3,63E-01 6,06E-01 2,98E-01 1,53E+00 3,69E-01 2,07E-02 
6/4 7,02E-01 1,34E-01 5,21E-01 2,33E-01 1,72E+00 1,54E-01 4,84E-02 
8/6 5,01E-01 3,64E-01 8,29E-01 6,37E-01 1,65E+00 8,22E-02 1,08E-02 

         

Figura 3.13. (a), (b) y (c) Característica flujo marginal vs. corriente de fase obtenida 
de la simulación mediante el FEM y diferentes métodos analíticos de cálculo en 2D 
para los tres motores analizados y (d) representación gráfica de los valores del  
rRMSE indicados en la tabla 3.3 tras ser normalizados a la unidad.  
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De igual modo, el producto del flujo concatenado principal por otra cons-
tante ζS =1-ζM, que se ha de denominar factor de solapamiento, permite deter-
minar el flujo concatenado de solapamiento: 

 .P SS P EH EH P SPλ λ λ ζ= ℜ =   (3.37) 

El resultado del cálculo analítico del factor marginal y del factor de sola-
pamiento de los tres motores bajo estudio se muestra en la tabla 3.4. Con el 
fin de valorar la fiabilidad de los resultados analíticos, el cálculo de estos fac-
tores también se ha realizado mediante simulaciones por el FEM, cuyo resul-
tado junto con el error relativo respecto a los obtenidos analíticamente se in-
cluyen en la misma tabla. Su cuasi nulo valor para el factor de solapamiento, 
así como su bajo valor para el factor marginal, a pesar de lo reducido que este 
es, evidencian la validez del procedimiento analítico propuesto.  

En la figura 3.14 (a b y c) se muestran, de nuevo para los tres motores, las 
características λP vs. iF y λS vs. iF obtenidas mediante el algoritmo de cálculo 
propuesto considerando la sección efectiva de entrehierro, SEHP, y aquellas pro-
cedentes de las simulaciones por el FEM. En términos gráficos, la bondad del 
ajuste es muy alta en todos los casos. Además, se puede comprobar como 
efectivamente el flujo de solapamiento y el flujo principal difieren a causa del 
ya estudiado flujo marginal, especialmente en los motores con mayor entrehie-
rro (24/18 y 8/6).  

Por otro lado, dada la capacidad del algoritmo para determinar el valor de 
la permeabilidad en cada región del motor, resulta interesante comprobar que 
en la zona lineal de la curva λP(iF) el valor de la reluctancia, la intensidad del 
campo magnético y la fuerza magnetomotriz en el entrehierro resulta muy 
superior al correspondiente de los polos y los yugos (figura 3.14 (d), (e) y (f)). 
Este hecho posibilita el cálculo aproximado de la inductancia en esa zona de 
no saturación considerando únicamente la contribución del entrehierro y jus-
tifica la proximidad entre λP y λS (figura 3.14 (a)).  

En la región no lineal, y especialmente en saturación profunda, el valor de 
la reluctancia, la intensidad del campo en los polos sufre un fuerte incremento 

Tabla 3.4. Valores del factor marginal, ζM, y del factor de solapamiento, ζS, obtenidos 
analíticamente y como resultado de las simulaciones mediante el FEM. 

 

SRM ζM(ANA) ζM(FEM) Error Relativo ζM ζS(ANA) ζS(FEM) Error Relativo ζS 

24/18 9,07E-02 8,43E-02 7,59% 9,09E-01 9,16E-01 0,70% 
6/4 4,40E-02 3,85E-02 14,29% 9,56E-01 9,62E-01 0,57% 
8/6 9,15E-02 8,41E-02 8,80% 9,09E-01 9,16E-01 0,81% 
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cobrando una mayor relevancia frente al entrehierro (figura 3.14 (d), (e) y (f)), 
siendo la contribución del material a la fuerza magnetomotriz total semejante 
a la del entrehierro. Ello se traduce en una mayor desigualdad entre λP y λS 
(figura 3.14 (a)) para elevados valores de corriente de fase. Más aún, el bajo 
valor de la contribución de la reluctancia de los yugos frente a la de los polos 

Figura 3.14. Características magnéticas λP vs iF y λS vs iF obtenidas para el SRM 
24/18 (a), el SRM 6/4 (b) y el SRM 8/6 (c) siguiendo la metodología de cálculo 
propuesta, considerando la sección efectiva del entrehierro debida al flujo marginal 
y mediante el FEM. Relaciones ℜEHP vs iF (d), HP vs iF (e) y fmm vs iF (f) en cada 
una de las regiones del motor, considerando, en su caso, su contribución. 
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en la región no lineal, y en consecuencia de su contribución a la fuerza magne-
tomotriz total del material (figura 3.14 (d), (e) y (f)), viene a confirmar la 
aproximación citada en [Radun, 2000] posibilitando una solución de carácter 
algebraico.  

Por último, indicar que la intensidad del campo magnético supera amplia-
mente los 10000 A/m en el polo del estator del SRM 24/18, lo cual confirma 
la ya expuesta necesidad de alcanzar valores suficientemente altos de H en el 
proceso de caracterización de la curva B-H del material. Hecho que revela la 
debilidad de los sencillos a la par que elegantes modelos analíticos descritos en 
[Radun, 2000] y [Hossain, 2003], al estar estos basados en la función de ajuste 
B-H (2.23) manifiestamente carente de precisión en esa región de saturación 
profunda. Siendo consecuentemente el resultado obtenido de la característica 
λP vs. iF en la posición de alineamiento para el SRM 24/18, cualitativamente 
semejante al mostrado en la figura 2.13 para la probeta AP-02. 

Conocido el flujo concatenado principal, el flujo concatenado local es la 
última componente que resta para la determinación analítica del flujo conca-
tenado total. Dado que el estudio se realiza en 2D, es decir, se obvia el flujo 
en la cabeza de las bobinas, el flujo concatenado local se corresponde única-
mente con el de dispersión. 

3.6. Estudio del flujo de dispersión 

Al igual que para el flujo marginal, el estudio del flujo de dispersión inicial-
mente se ha realizado en dos dimensiones. En la figura 3.15 se muestra la 
trayectoria de las líneas asociadas al flujo de dispersión en cada uno de los tres 
motores analizados. Las imágenes de la parte superior se han obtenido consi-
derando en el posprocesador de FEMM la representación de 800 líneas, mien-
tras que en las de la parte inferior solo se han representado 200. Estas imágenes 
permiten ilustrar la dependencia de la trayectoria de las líneas del flujo de 
dispersión con la tipología y las dimensiones del motor y del carrete.  

En cuanto a la determinación del flujo de dispersión, en [Krishnan, 2001] 
se muestra un procedimiento semejante al utilizado para el flujo principal. Sin 
embargo, en este caso resulta mucho más compleja la identificación de las 
trayectorias que siguen las líneas asociadas al flujo de dispersión y la determi-
nación del número de espiras que concatenan. Estas trayectorias no dependen 
únicamente de la geometría del motor, sino también de la disposición del cobre 
alrededor del polo. Esta dependencia también se evidencia particularizada al 
caso de un transformador en [McLyman, 2011]. En dicho trabajo si bien se 
proponen diferentes fórmulas empíricas para la determinación de la 
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inductancia de dispersión, estas, una vez ensayadas, no han resultado válidas 
para los tres motores ya vistos.  

Aún más, al contrario de lo que sucede con las trayectorias del flujo mar-
ginal, en un motor con idénticas dimensiones la situación del carrete sobre el 
polo del estator afecta a la trayectoria que describen las líneas asociadas al 
flujo de dispersión (figura 3.6 (c) y (d)); siendo el comportamiento de la tra-
yectoria de las líneas de campo asociadas al flujo de dispersión fuertemente no 
lineal. Ello, se evidencia claramente en la parte superior de la figura 3.15, 
donde, con el material operando en la región lineal de la característica B-H, la 
trayectoria de las líneas de flujo disperso pasan de describir en el vacío formas 
cuasi elípticas o circulares, según el caso, a formas cuasi rectangulares que se 
cierran a través del material conforme su perímetro aumenta, lo cual complica 
el cálculo del flujo de dispersión.  

La problemática anterior se agrava todavía más al saturarse el material 
electromagnético (figura 3.2 (a) y figura 3.6 (a) y (b)), puesto que aun cuando 
algunas líneas entran y salen del material varias veces otras no llegan a cerrarse 
a través del mismo, siendo la determinación de su contribución ciertamente 
compleja y una fuente evidente de error si no se dispone de herramientas de 

Figura 3.15. Detalle de la trayectoria de las líneas asociadas al flujo de dispersión en 
los tres motores operando en la región lineal de la curva B-H. En la parte superior 
se representan un total de 800 líneas y en la inferior de 200. 
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análisis que posibiliten su determinación, como por ejemplo en un simulador 
mediante el FEM donde es posible determinar el flujo concatenado a partir del 
cálculo de la energía y la coenergía asociada al campo magnético en un volu-
men, el flujo que atraviesa una región mediante una integral de superficie de 
la densidad del campo, etc. 

No obstante, si el número total de líneas considerado no es excesivamente 
alto, su trayectoria presenta cierta uniformidad tal como se muestra en la parte 
inferior de la figura 3.15, lo cual posibilita la determinación analítica del flujo 
de dispersión considerando un único circuito equivalente (totalmente indepen-
diente) asociado a una trayectoria promedio [Krishnan, 2001]. Esta aproxima-
ción, si bien puede derivar en un error más significativo que en el caso del flujo 
marginal, no ha de ser determinante dada la menor influencia del flujo de 
dispersión frente al total, como se deduce de la tabla 3.2. 

Aplicando la ley de Ampère a una de las 12 trayectorias promedio del flujo 
de dispersión mostradas en la figura 3.3 (a) resulta:  

 ,D D D D D DD EP F PE PE EH EH YE YRN i H l H l H lζ = + +   (3.38) 

o bien 

 ( ),D D DD EP F D PE EH YEN iζ φ= ℜ + ℜ + ℜ   (3.39) 

donde el subíndice D denota dispersión, siendo ζD la fracción del total de espiras 
por polo que concatena la trayectoria promedio del flujo de dispersión. 

En el circuito magnético equivalente propuesto en [Krishnan, 2001] para 
un motor 8/6 se considera que 3/4 de la fuerza magnetomotriz total, NEFiF, 
intervienen en la generación del flujo de dispersión. Dado que el lazo del flujo 
de dispersión concatena espiras alrededor de solo un polo ζD resultaría igual a 
3/2, lo cual no tiene sentido. Sin embargo, sí lo tendría considerar 3/4 de NEP, 
siendo ζD=3/4 y en cuyo caso guardaría cierta coherencia con las dimensiones 
(longitudes y secciones) propuestas en [Krishnan, 2001], para el cálculo de la 
reluctancia de las distintas regiones que recorre la trayectoria promedio del 
flujo de dispersión. Estas son: 

 

3 1 3; ; ;
4 2 2 4 2
3 1 3; ; .
4 2 4

D D D D

D D D

YE
PE PE YE PE EH PE

PE PE PCH YE YE PCH EH PE PCH

wl h l l l h

S h l S w l S h l

π= + =

= = =


  (3.40) 

Así, conocidos el valor de ζD y de las dimensiones de las diferentes regiones 
que atraviesa la trayectoria promedio, el flujo de dispersión se determinará 
resolviendo (3.39) mediante un algoritmo similar al empleado para el flujo 
principal. La relación φD vs. iF obtenida para los tres motores analizados si-
guiendo la metodología propuesta en [Krishnan, 2001] se muestra en la figura 
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3.17 (a), (c) y (e) indicada en la leyenda como “Krish”. Esta figura se ubica al 
final de este apartado posibilitando con ello la inclusión de los resultados de 
otros procedimientos de cálculo que se describen a continuación y su compa-
ración. En la misma figura se ha incluido también a modo de patrón el resul-
tado procedente de la simulación por el FEM. 

En cuanto al flujo concatenado de dispersión total, este se calculará como 
la suma de la contribución de las dos trayectorias promedio de todos los polos 
de una fase. Esto es: 

 ( ) 2 ( ).DD F EF D Fi N iλ φζ=   (3.41) 

La relación λD vs. iF obtenida siguiendo la metodología propuesta en 
[Krishnan, 2001] se muestra en la figura 3.17 (b), (d) y (f), donde de nuevo se 
puede observar un claro desajuste con la procedente de la simulación por el 
FEM. Este, expresado cuantitativamente a través del rRMSE y normalizado 
a la unidad con el fin de comparar la bondad del ajuste de este método con la 
de otros que se estudiarán seguidamente, se muestra en la figura 3.18 (a) (ubi-
cada igualmente al final de este apartado). Este error proviene principalmente 
de una mala estimación del factor ζD y en consecuencia de las dimensiones 
asociadas a la trayectoria promedio en cada región del motor como se deduce 
de (3.40). Especialmente por las correspondientes al vacío en la zona lineal de 
la curva B-H; siendo la incorrecta estimación de la sección afectada por el flujo 
de dispersión en el polo y en el yugo del estator (SPED y SYED, respectivamente) 
otra fuente significativa de error en la zona no lineal.  

En cuanto al origen del valor de ζD =3/8 que derivaría de [Krishnan, 2001] 
considerando 3/4 de la fuerza magnetomotriz total por fase NEFiF, este no se 
justifica en dicho texto, como tampoco se hace lo propio con el motor en la 
posición de desalineamiento donde se trabaja con dos trayectorias con distinta 
geometría y de las que se desprenderían dos valores distintos de ζD (ζD=3/4 
con 3/8 de NEFiF en el tubo 6 y ζD=1 con 1/2 de NEFiF en el tubo 7).  

 En [Corda, 1979] el flujo de dispersión se obvia en la posición de alinea-
miento, asumiendo despreciable su contribución frente al flujo principal. Sin 
embargo, en este trabajo se propone una metodología para su determinación 
en la posición de desalineamiento, donde la contribución del material si resulta 
despreciable. Lo destacable de esta metodología frente a la anterior es el hecho 
de no operar con una sola trayectoria promedio, sino con la contribución de 
las infinitas trayectorias comprendidas dentro de unos límites prefijados, en 
cuyo caso, el valor de ζD depende del radio de cada una. 

Se ha estudiado la viabilidad de aplicar la metodología propuesta en [Corda, 
1979] para la determinación del flujo de dispersión en la posición de 
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desalineamiento, adaptándola para el cálculo del mismo en la posición de ali-
neamiento, sin embargo, el resultado se ha revelado harto infructuoso. Es decir, 
el estudio propuesto en [Corda, 1979] únicamente es válido para el caso parti-
cular en que el punto en el que intersecan la trayectoria máxima del flujo de 
dispersión y el yugo del estator, sea el mismo con el que a su vez lo hace el 
extremo superior del carrete más alejado del polo del estator, siendo el radio 
de esa trayectoria centrada en la intersección del polo y el yugo del estator, 
igual a la distancia entre este y el punto medio de la arista vertical del carrete 
más cercana al polo. Condición que, tal como se puede observar en la               
figura 3.6, no se satisface en ninguno de los tres motores analizados. Las ca-
racterísticas φD vs. iF y λD vs. iF resultantes de aplicar este método para los 
tres motores ensayados se muestran en la figura 3.17, estando indicadas en la 
leyenda como “Cord”. Se puede observar que el flujo de dispersión y especial-
mente su concatenado resultan significativamente inferiores a los determinados 
mediante el FEM. En cuanto al rRMSE entre el flujo de dispersión concate-
nado obtenido por este método y el procedente del FEM, en los tres motores 
es significativamente mayor que el resultante del algoritmo basado en una 
trayectoria promedio, tal como se puede observar la figura 3.18 (a). 

Visto lo anterior, la determinación analítica del flujo de dispersión si-
guiendo un procedimiento similar al expuesto en [Corda, 1979] pasa por rede-
finir el límite de la trayectoria de las líneas asociadas al flujo de dispersión y, 
en consecuencia, plantear nuevas variables y expresiones de cálculo. Por otro 
lado, el hecho de trabajar con una trayectoria promedio tal como se propone 
en [Krishnan, 2001], implica la correcta determinación de la misma. 

En cualquier caso, el cálculo del flujo concatenado de dispersión a través 
de (3.38) requiere el conocimiento de ζD, el cual resulta dependiente de la geo-
metría de cada trayectoria, de la longitud de la misma y de la intensidad del 
campo en cada una de las partes que esta atraviesa. Siendo además necesario 
en caso de hacer uso de (3.39), determinar la fracción afectada de la sección 
del polo del estator, ςDPE, y de la sección del yugo del estator, ςDYE. 

A tenor de lo anterior y a sabiendas de la imposibilidad de proporcionar 
una solución analítica que permita la determinación exacta del flujo concate-
nado de dispersión en un SRM de forma sencilla, a continuación, mediante la 
ayuda de las simulaciones en 2D por el FEM de los tres motores bajo estudio, 
se tratará en primera instancia de aportar algo de luz a la problemática ex-
puesta. Seguidamente partiendo de los resultados de dicho análisis se propon-
drán dos nuevos procedimientos para la determinación aproximada del flujo 
de dispersión en un SRM. Esta será en uno de ellos abordada algebraicamente, 
como suma mediante integración de la contribución del diferencial del flujo de 
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dispersión asociado a las infinitas trayectorias de las líneas de campo. En tanto 
que en el otro se considerará una trayectoria promedio, lo cual permitirá esti-
mar ζD, ςDPE, ςDYE y la longitud en cada una de las tres regiones afectadas por 
dicha trayectoria mediante la ayuda de un algoritmo de minimización del error 
como los ya vistos. Para ello, se asumirá que: 

i) Las líneas del flujo de dispersión se distribuyen uniformemente en el vacío 
describiendo arcos concéntricos entre el polo y el yugo del estator, con centro 
en la unión de estos (figura 3.16) y cuyo radio máximo es igual a δDPE veces la 
altura del polo del estator hPE. Siendo δDPE=1-δMPE.  

ii) El factor ζD se corresponde con una fracción igual al cociente entre la 
corriente abarcada por la trayectoria del flujo de dispersión y la corriente total 
en una bobina de un polo. Atendiendo al radio de la trayectoria, r, se han 
considerado dos casos para su determinación: a) 0 ≤ r ≤ m, siendo ζD igual a 
ζD1 y b) m < r ≤ rMAX, donde el límite superior rMAX y ζD se corresponden, 
respectivamente, con hDPE y ζD2. En el caso menos habitual en que hDPE resulte 
superior a hC+u, como sucede en el SRM III, para valores de r comprendidos 
entre hC+u y hDPE, ζD2 se habrá de considerar igual a la unidad. Ambos casos 
se ilustran en la figura 3.16, teniendo las rectas que delimitan los ángulos α, ϕ 
y θ como origen el centro del eje del motor. Tal que: 

Figura 3.16. Definición gráfica de las variables empleadas en el cálculo analítico del 
flujo de dispersión. 
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 Así, en el caso a), el valor de ζD se corresponde con: 

 1
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y en el caso b), con: 
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 (3.44) 
Donde para el cálculo del área BQGB se ha procedido como sigue: 
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siendo directo el de las demás áreas. 
iii) En el polo y el yugo del estator existe una zona que se ve afectada por 

el flujo total resultante de la suma del flujo de dispersión y el flujo principal 
(figura 3.6), de modo que una parte de esa zona la atraviesan las líneas aso-
ciadas al flujo de dispersión y otra las correspondientes al flujo principal. Sin 
embargo, siendo esto lo sustancial, el resultado del análisis mediante el FEM 
en los tres motores muestra que manteniendo fija la coordenada y (plano x-z 
perpendicular a las líneas de flujo), la densidad y la intensidad del campo 
magnético en el polo del estator, y por tanto la permeabilidad, es semejante 
en ambas partes. Sirva como ejemplo el resultado que se muestra en la figura 
3.18 (b) del estudio mediante FEMM del prototipo del motor, donde se puede 
observar el valor calculado de la permeabilidad en función de la coordenada x 
entre ambos extremos del polo del estator (x=0:15/1000:15), habiéndose fijado 
como parámetro la coordenada y en la mitad de la región del polo del estator 
afectada por el flujo de dispersión. Las simulaciones se han realizado para tres 
valores de corriente de fase (2, 6 y 10 A) representativos de cada uno de los 
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tres intervalos de la característica λ vs. iF, siendo semejantes los resultados 
obtenidos en relación al tema bajo estudio. 

Las conclusiones obtenidas para el polo del estator se hacen extensivas al 
yugo del estator, pero asumiendo como parámetro constante la coordenada x 
(plano y-z perpendicular a las líneas de flujo). 

Considerando las asunciones anteriores, es posible reescribir (3.38) como: 
 ( ) ( ),P P DD EP F PE YE EH DN i r H H H rf rζ γ= + +   (3.46) 

donde fD(r) representa el factor de variación de la longitud de la trayectoria 
del flujo de dispersión en la región del vacío respecto a la de una con forma 
circular. No se ha considerado el efecto de dicha variación en la determinación 
de ζD, al no verse tan apenas afectado por la diferencia en la curvatura de la 
trayectoria de las líneas de flujo disperso para valores de r superiores a m. 
Cabría plantear una corrección del tipo de la de fD(r) para la determinación 
de la longitud de la trayectoria de las líneas en el yugo del estator, si bien, 
dada la baja contribución de esa componente, el error que deriva de su no 
consideración es despreciable.  

Asimismo, tratando de limitar la complejidad de cálculo del flujo de dis-
persión y su concatenado, se propone considerar fD(r) igual a la unidad para 
valores de r menores o iguales a m y constante para valores superiores. No 
obstante, el hecho de considerar constante este factor, siendo en efecto depen-
diente de r, conlleva que el resultado de su contribución no resulte igual en el 
cálculo integral del flujo de dispersión y en el del flujo concatenado de disper-
sión, siendo en lo que sigue fD(r>m), respectivamente, denotado por τD y υD. 
En cualquier caso, la no consideración en las expresiones siguientes del pará-
metro fD(r), a toda luz a priori desconocido, pasa por igualarlo a la unidad 
para todo r. Los valores de ambos factores obtenidos para los tres motores se 
muestran en la tabla 3.5 ubicada al final de este apartado. 

Despejando en (3.46) la intensidad del campo en el vacío, esta resulta:  

 ( )1
( )D P PEH D EP F PE YE

D
H N i r H H

rf r
ζ

γ
 = − +    (3.47) 

y puesto que un diferencial del flujo de dispersión se expresa como: 

  0 ,DD EH PCHd H l drφ μ=   (3.48) 

el flujo de dispersión se calculará resolviendo la expresión siguiente: 
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siendo: 
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donde, el límite de integración S es igual a hDPE si, como es habitual, hC+u es 
mayor que hDPE, lo cual hace nulo el término integral INTC. Caso contrario, S 
se corresponde con hC+u.  

Asimismo, dado que la contribución del material en la región lineal puede 
despreciarse frente a la del vacío, en un cálculo menos detallado bastaría con 
hacer nulas las integrales INTAM , INTBM  y INTCM. 

Por otro lado, dado que un diferencial del flujo concatenado de dispersión 
se expresa como sigue: 

 02 2 ,DD DD EF D EF EH PCHd N d N H l drζλ φ μζ= =   (3.59) 

el flujo concatenado de dispersión se calculará siguiendo el mismo procedi-
miento que para el flujo de dispersión. Es decir: 
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siendo: 

 ( )1
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;

P PD EP F PE YEm
D D DV DM

N i r H H
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rγ
ζ

ζ
 − +
 = = −
 
 

   (3.61) 

 ( )2

2 ;
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m D

N i r H H
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rυ
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ζ
γ

 − +
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 
 

   (3.62) 

 ( )
;

P PDPE EP F PE YEh
F FV FM

S D

N i r H H
INT dr INT INT

rγ υ
− +

= = −   (3.63) 
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  (3.66) 

 

( ) ( )

( ) ( )

2 2

0

2 2 2 2 2 2

...
(2 )

... 2 ln ;
2 (2 )

P P

P P

C PE YEm
EM

D C
S

PE YE
C C C

D C
m

r u r r H H
INT dr

r h u

H H
r ur r r r r

h u

ω

γ υ

ω ω ω
γυ

− + − +
= =

+

+  = − + − − + −  +


  (3.67) 

 ln ;
DPE PE

h EP F EP F D
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S D D

N i N i hINT dr
r Sγ υ γυ

 
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 
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Las características φD vs. iF y λD vs. iF obtenidas siguiendo el procedimiento 
anterior, considerado fD(r) igual a la unidad y tras su corrección (aτD para φD 
y υD en el caso de λD) se muestran en la figura 3.17, indicadas, respectivamente, 
en la leyenda como “Pro Alge I” y “Pro Alge II”. En la región lineal, los 
resultados previos a la corrección de fD(r) son cercanos a los procedentes de 
aplicar la metodología propuesta en [Krishnan, 2001], sin embargo una vez 
corregido el valor fD(r), estos mejoran extraordinariamente poniendo de mani-
fiesto la validez de la expresión analítica en esa región. En cuanto a la cuanti-
ficación del error a través del rRMSE, este resulta ser superior al procedente 
de aplicar la metodología propuesta en [Krishnan, 2001] si fD(r) no es corregido, 
caso contrario experimenta una apreciable reducción acorde al excelente ajuste 
en la región lineal entre las curvas procedentes de aplicar el procedimiento 
expuesto y las obtenidas mediante el FEM, tal como se muestra en la figura 
3.17 para los tres motores evaluados. 

Por otro lado, en relación a la propuesta de cálculo del flujo concatenado 
de dispersión mediante una única trayectoria promedio de radio r, dado que 
r<hC+u, siendo la situación habitual r>m (caso b con ζD=ζD2), 2hC»u, r2»wC

2  

y 2r»u, inicialmente se propone aproximar por ξDhDPE/hC el cociente entre áreas 
que definen el factor ζD, siendo ξDhDPE, una fracción de hDPE. 

Asimismo, considerando que fijada la coordenada correspondiente B, H y µ 
se conservan en el plano perpendicular a las líneas de flujo que atraviesan el 
polo y el yugo del estator, tal que: 

 
2 2 2
PE PE PE

D D D P

D D D
D PE PE PE PE PE PE PB S B S B Sς ς ςφ φ= = =   (3.70) 

y 

 ,D D D YE P YE YED YE YE YE D PE YE D PE P DB S B S B Sφ ς ς φ ς= = =   (3.71) 

las fracciones afectadas de la sección del polo y del yugo del estator, ςDPE y 
ςDYE, se relacionan como sigue: 

 2 ,PE YED Dς ς=   (3.72) 

siendo las longitudes y las secciones de las regiones afectadas por el flujo de 
dispersión: 

 
; ; ( );

4

; ; .
2 2

PE
D D D D

PE PE
D D

PE PE

PD E

D D D
D

PE D YE YE PE EH D

D D
PE PE YE YE EH PCHD

l w l l l r

S S S S

h

l

h f

hS

ςξ ξ γ

ς ς

= + = =

= = =
  (3.73) 

A tenor de lo anterior, suponiendo una disposición tradicional del carrete, 
como sucede en los tres motores estudiados, y asumiendo en principio que fD(r) 
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es igual a la unidad para el radio de esa trayectoria promedio, (3.38) se puede 
expresar como: 

 ( ) .4
PE PE

PE D PE P P
D D D

EP F D D EH D D YE PE YE
C

h hh N i H w H H
h

ξ ςξ γ ξ
 

+ + + 
 

   (3.74) 

Asimismo, vista la trayectoria que siguen las líneas del flujo de dispersión 
como resultado de las simulaciones por el FEM y, dada la reducida contribu-
ción del yugo del estator, lPED se puede aproximar por hDPEξD 
(ξDhDPE»wYEςDPE/4) evitando con ello la necesidad del conocimiento de la va-
riable ςDPE.  

En consecuencia, las aproximaciones anteriores posibilitan el cálculo en pri-
mera instancia de HEHD a partir de (3.74), y por ende del flujo de dispersión φD 
sin más que considerar las bien sabidas relaciones entre φ, B y H: 

 ( )0
0 .PE

D D P P
PCH D EP F

D EH EH PE YE
C

l h N iS H H H
h

μφ μ
γ

 
− + 

 
    (3.75) 

La característica φD vs. iF obtenida de (3.75) se muestra en la figura 3.17 
como “Pro Alge III”. El resultado es muy similar al calculado mediante (3.49) 
considerando fD(r)=τD (“Pro Alge II”), pero en este caso a través de una ex-
presión mucho menos compleja. 

Conocidos el flujo de dispersión φD y el flujo principal φP (calculado según 
se indica en el epígrafe anterior), la determinación de ςDPE y ςDYE haciendo uso 
de (3.70) y (3.71) resulta directa: 

 22 .PE YE

D
D D

P

φς ς
φ

=    (3.76) 

El resultado de evaluar (3.76) para los tres motores con datos obtenidos de 
la simulaciones por el FEM se muestra en la figura 3.18 (c). Tal como cabía 
esperar, ςDPE resulta dependiente de la corriente de fase debido a la contribu-
ción del material, expresada en (3.75) por el término HPEP+HYEP. Sin embargo, 
y esto es lo relevante de este análisis, su dependencia no es muy significativa, 
lo cual posibilita operar con un valor promedio similar al que se obtendría 
considerando únicamente la región lineal. Región en la cual los valores del flujo 
de dispersión obtenidos de (3.75) y mediante el FEM son muy semejantes 
(figura 3.17), siendo en consecuencia viable la estimación analítica de ςDPE a 
través de (3.76) una vez calculado φP como se indicó en el epígrafe anterior y 
φD mediante (3.75). 

No obstante, se ha considerado significativo reseñar que el procedimiento 
mostrado para la determinación de ςDPE pierde cierta validez en saturación 
profunda. Es decir, la ecuación (3.70), tomada como origen para el cálculo de 
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ςDPE, se ha formulado asumiendo que todas las líneas del flujo de dispersión 
describen trayectorias cerradas que entran al polo del estator desde el vacío, 
lo recorren avanzando a través del yugo del estator y regresando de nuevo al 
vacío. Sin embargo en saturación profunda, existe un bajo número de líneas 
asociadas al flujo de dispersión que circulan únicamente a través del vacío y 
otro que lo hacen atravesando el polo del estator pero no llegando a alcanzar 
el yugo del estator (figura 3.6).  

De igual modo, se recomienda prestar especial atención a las consideracio-
nes anteriores cuando mediante el FEM se determine el flujo de dispersión, 
φD(FEM). Así, en el cálculo del flujo total mediante una simulación basada en el 
FEM, φT(FEM), los límites de la integral de superficie de la densidad del campo 
deberán extenderse en el vacío a ambos lados del polo del estator hasta atra-
vesar, una sola vez, todas las líneas de campo.  

Conocido el valor de hDPE, y el flujo principal calculado mediante el FEM, 
φP(FEM), como la integral de superficie de la densidad del campo entre ambos 
extremos del polo del estator a la altura hDPE, el flujo de dispersión a cada lado 
del polo del estator procedente de la misma simulación por el FEM se obtiene 
como sigue: 

 ( ) ( )
( ) .

2
T FEM P FEM

D FEM
φ φφ −

=   (3.77) 

Asimismo, el flujo concatenado de dispersión procedente de una simulación 
mediante el FEM, λD(FEM), se calculará como diferencia entre el flujo concate-
nado total, λT(FEM), y el flujo concatenado principal, λP(FEM), procedentes de 
dicha simulación. Es decir: 

 ( ) ( ) ( ) ( ) ( ) ,D FEM T FEM P FEM T FEM P FEM EFNλ λ λ λ φ= − −   (3.78) 

donde λT(FEM) se puede obtener en base a términos energéticos, considerando 
el volumen que encierra el contorno circular a potencial magnético vector nulo 
(referencia) que rodea al motor. Es decir: 

 ( )

 
.T FEM

F

B H dV

i
λ

⋅
=    (3.79) 

En cuanto al parámetro ζD, este se puede determinar mediante (3.41) una 
vez conocidos el flujo de dispersión y el flujo concatenado de dispersión. Así, 
en el caso de una simulación por el FEM: 

 ( ) ( ) ( )
( ) .

2 2
D FEM T FEM P FEM EF

D FEM
EF EF

N
N N

λ λ φζ −= =   (3.80) 

El resultado de evaluar (3.80) para los tres motores bajo estudio se muestra 
en la figura 3.18 (d), donde tal como se puede observar, su dependencia con la 
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corriente de fase es prácticamente nula en la región lineal. No siendo tampoco 
muy significativa en todo el rango de operación, en el cual la relación ζD vs. iF 
se ajusta a una recta con una baja pendiente. Concretamente, 
ζD=0,0021iF+0,78 para el SRM 6/4; ζD=0,0046iF+0,72 para el SRM 24/18 y 
ζD=0,0023iF+0,76 el SRM 8/6. 

A tenor de los resultados anteriores, cabe aproximar ζD por un valor       
constante e igual al que le corresponde en la región lineal, donde tan apenas 
varía con iF. Incurriendo con ello en un error cuasi nulo respecto a su valor 
promedio y muy bajo respecto a sus valores extremos. 

Visto lo anterior, dado que mediante los métodos analíticos estudiados es 
posible conocer cualitativamente la relación λD vs. iF, también lo será el valor 
de iF para el cual se ha de calcular ζD. Siendo en consecuencia necesaria una 
única simulación para su determinación mediante el FEM.  

De igual modo, caso de conocer previamente el valor de υD, mediante las 
expresiones analíticas (3.75), (3.60) y (3.41) es posible el cálculo con suficiente 
precisión de ζD en la región lineal.  

En cualquier caso, conocido λD para un valor de corriente en la región lineal 
justo antes de alcanzar el codo, ζD se calculará como sigue:  

 
( )

( )0

único valor de  en la región lineal
,

2 PE P P

D F
D

EP F
EF D PCH PE

C
YE

i

N H
h

iN l Hh

λ
ζ γ

μ
=

 
− + 

 

  (3.81) 

siendo cuasi nulo el error asociado al término hDPE(HPEP+HYEP) en dicha región, 
dada su baja contribución.  

El valor de ζD obtenido para los tres motores, en caso de determinar λD 
analíticamente, se muestra en la tabla 3.5. Con el objeto de validar el proce-
dimiento de cálculo analítico, en la misma tabla se incluye el obtenido como 
resultado del cálculo λD por FEM. La diferencia entre ambos conllevaría en el 
peor de los casos (SRM 24/18 y SRM 8/6) a un error del 8% sobre el número 
total de espiras a considerar en el cálculo del flujo de dispersión concatenado, 
el cual como máximo supone en torno al 4.8% del flujo concatenado total 
(tabla 3.2). 

Conocido ζD, la determinación de ξD es directa: 

 .
PE

C
D D

D

h
h

ξ ζ=   (3.82) 

El valor de ξD, evaluado con el obtenido de ζD a partir del cálculo analítico 
de λD, se muestra en la tabla 3.5 para los tres motores estudiados. 
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Las características φD vs. iF y λD vs iF obtenidas para los tres motores tras 
evaluar (3.75), (3.81) y (3.41) se muestran como “Pro Alge III” en la figura 
3.17. Estas, como era de esperar, en la región lineal resultan muy similares a 

Figura 3.17. Característica flujo de dispersión vs. corriente de fase obtenida mediante 
los procedimientos clásicos y los propuestos en tres motores bajo estudio (izquierda).  
Característica flujo concatenado de dispersión vs. corriente de fase en los tres motores 
bajo estudio (derecha). 
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las procedentes evaluar de (3.49) y (3.60) (como “Pro Alge II”) y a las deter-
minadas mediante el FEM. Sin embargo, en la región no lineal dichas caracte-
rísticas estimadas analíticamente resultan superiores a las obtenidas mediante 
el FEM, siendo la diferencia mayor conforme el material profundiza en satu-
ración. Estos resultados se reflejan cuantitativamente a través del rRMSE nor-
malizado que se muestra en la figura 3.18 (a), siendo la bondad del ajuste de 
los obtenidos mediante el FEM, ligeramente mejor que los procedentes de eva-
luar los métodos anteriores, excepto en el caso de la metodología propuesta 
por [Krishnan, 2001] para el motor 6/4 . 

El origen del desajuste en la región no lineal, obviamente se debe en parte 
a las aproximaciones realizadas, pero especialmente está ligado al hecho de 
considerar que el valor de H(iF) en el polo y en el yugo del estator ligado al 
flujo de dispersión es exactamente igual al que deriva del flujo principal. En 
efecto, incrementando levemente el valor del término (HPED+HYEP) mejora no-
toriamente la bondad del ajuste de la característica completa. 

Así, una vez determinados ζD y ξD, el correcto ajuste en la región no lineal 
entre la característica obtenida mediante el FEM y la determinada analítica-
mente, conlleva la modificación de HPED y HYEP. Ello requiere a su vez del 
conocimiento de la reluctancia de dispersión asociada a ambas regiones, para 
lo cual se propone emplear un algoritmo de minimización del error compuesto 
por un bucle externo, dedicado al cálculo de la reluctancia de dispersión del 
polo y del yugo del estator, y otro interno, encargado de la determinación del 
flujo de dispersión. 

Asumiendo que en el polo y el yugo del estator la permeabilidad de disper-
sión es igual a la del flujo principal, pero no B y H, la única dimensión que es 
necesario recalcular para la correcta determinación de la reluctancia de disper-
sión del polo y del yugo del estator es la sección afectada en ambas regiones. 
En consecuencia, habrá que modificar el valor del parámetro ςDPE, calculado en 
origen mediante (3.76), para lo cual se consideró la igualdad tanto de H como 
de B para el flujo de dispersión y el flujo principal.  

 
 

Tabla 3.5. Valores de los factores involucrados en el cálculo del flujo de dispersión 
por diferentes procedimientos. 

  

SRM τD/υD ζD (Ana/FEM) ξD  ςDPE PI/PF  rRMSE (Kr/Alge/Alg) 

24/18 7.4E-1/9.5E-1 8,21E-1/7.4E-1 7.7E-1 4.0E-2/4,5E-2 2,2E-1/1,5E-1/3.0E-2 
6/4 7.7E-1/6.1E-1 7.2E-1/7.8E-1 6,8E-1 3,4E-2/3,0E-2 2,4E-1/3.9E-1/2.1E-2 
8/6 7.8E-1/9,5E-1 8.4E-1/7.8E-1 7.4E-1 4,8E-2/4,8E-2 2,8E-1/1,0E-1/1.4E-2 
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Por otro lado, dado que por norma general hC»ςDPEωYE/4ζD , entonces:   

 
0

( )
;  ;  ,

0.5 0.5 PE YE

C
D

PE C YE C YE DPE

D D PE PE D D YE YE D PCH

h f rh h h
S S l

γ

ζ ς μ ζ ς μ ζ μ
ℜ ℜ ℜ     (3.83) 

donde f(r) para una trayectoria promedio se ha considerado igual a la unidad. 
Y dado que: 

 ,D D DPE EH YE
EP F D

D D D
N i φ

ζ ζ ζ
 ℜ ℜ ℜ= + + 
 

  (3.84) 

la ecuación a resolver por el algoritmo resulta independiente de ζD. Esto es: 
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.
0,5 0,5 PE YE

C C C
EP F D

D PE PE DPE PCH D YE YE

h h hN i
S h l S

γφ
ς μ μ ς μ

 
= + + 

 
  (3.85) 

 Así, en el bucle externo se parte del valor de ςDPE obtenido de (3.76) y en 
el interno se calcula el flujo de dispersión para cada valor de corriente de fase, 
resolviendo (3.39) mediante un algoritmo similar al empleado anteriormente 
(figura 3.4). Si considerando la característica completa, la bondad del ajuste 
cuantificada través del rRMSE y del MAE (definidos, respectivamente, en 
(2.26) y (2.27)) queda por debajo del umbral deseado, el valor de ςDPE se con-
sidera válido, caso contrario ςDPE se modifica y el algoritmo se vuelve a ejecu-
tar.  

Resulta relevante indicar que al disponer del valor inicial de ςDPE obtenido 
mediante (3.76), el algoritmo converge muy rápidamente. 

En cuanto a la resolución en el bucle interno, la variable independiente a 
considerar es la densidad del campo en la región de aire, BEHD, en lugar de la 
densidad del campo en el polo del estator, BPED, tal como se hizo para el flujo 
principal y el flujo marginal. Es decir, conocidas la permeabilidad del campo 
en el polo y en el yugo del estator procedentes del cálculo previo del flujo 
principal y las dimensiones del motor (incluido el carrete), la determinación 
de BEHD a partir de (3.85) conduce de forma directa al cálculo del flujo de 
dispersión sin más que multiplicar BEHD por SEHD.  

Las características φD vs. iF y λD vs. iF resultantes tras evaluar el algoritmo 
para los tres motores se muestran en la figura 3.17 indicadas como “Pro Algo”. 
Como se puede observar su similitud respecto a las obtenidas mediante el FEM 
es muy alta, poniéndose por tanto de manifiesto la posibilidad de operar con 
un valor promedio de ζD, ςDPE y ςDYE no dependiente de iF. La bondad del ajuste 
expresada cuantitativamente mediante el rRMSE, normalizado a la unidad, se 
muestra en la figura 3.18 (a), siendo comparativamente el mejor resultado de 
los obtenidos de todos los procedimientos analizados. 
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Los valores inicial (PI) y final (PF) de ςDPE, obtenidos, respectivamente, 
mediante (3.76) para un valor de corriente en la región lineal y el algoritmo 
de cálculo, se muestran en la tabla 3.5. En los tres motores estudiados la dife-
rencia entre ambos valores resulta baja, justificándose con ello la validez de la 
aproximación inicial y la causa del reducido tiempo de cómputo del bucle ex-
terno del algoritmo de cálculo del flujo de dispersión.  

En la misma tabla se incluye el resultado del criterio estadístico rRMSE 
empleado para cuantificar la bondad del ajuste de la característica λD vs. iF, 
en caso de: a) aplicar el algoritmo de cálculo propuesto (Algo), b) considerar 
el valor inicial ςDPE  obtenido analíticamente (Alge III); c) aplicar la propuesta 
inicial presentada en [Krishnan, 2001] (Krish). Del análisis de estos resultados 
y de las gráficas mostradas en la figura 3.17 y de la figura 3.18 (a), se puede 
concluir que los procedentes del cálculo propuestos en esta tesis contribuyen a 
mejorar la estimación del flujo de dispersión concatenado en un SRM en la 
posición de alineamiento.  

Figura 3.18. (a) Error rRMSE entre el flujo concatenado de dispersión determinado 
por el FEM y los procedimientos estudiados; (b) permeabilidad vs. la coordenada x 
entre extremos del polo del estator para tres valores de corriente (calculada por el 
FEM) y c), d) resultado de evaluar (3.76) y (3.80), respectivamente.  
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Por otro lado, dado que ciertos transformadores pueden ser considerados 
como un caso particular de SRM con polos enfrentados de igual sección, el 
conocimiento que deriva de este análisis habrá de ser de utilidad tanto para 
su estudio como para el de otros actuadores electromagnéticos similares. 

3.7. Cálculo final del flujo concatenado total 

Una vez calculados el flujo concatenado principal y el flujo concatenado de 
dispersión, la determinación del flujo concatenado total, expresado como suma 
de ambos, es directa.  

En la figura 3.19 se muestra la característica λT vs. iF obtenida para los tres 
motores mediante los procedimientos propuestos junto con la calculada me-
diante el FEM, tal como se describe en el apartado anterior, actuando esta 
última como patrón. La bondad del ajuste entre ambos resultados resulta ex-
celente, consecuentemente con los obtenidos para el flujo de dispersión y el 
flujo principal. 

Como resumen del estudio en la posición de alineamiento, en la figura 3.19 
también se incluyen las relaciones λP vs. iF, λS vs. iF, λM vs. iF y λD vs. iF obte-
nidas aplicando los procedimientos propuestos que se han revelado más idó-
neos, siendo los resultados numéricos procedentes del análisis por el FEM 
(tabla 3.2) similares a los que se deducen de las características mostradas en 
la figura 3.19. Así, en los motores SRM 8/6 y SRM 24/18, cuyos entrehierros 
presentan un valor típico de 0,5 y 0,6 mm, respectivamente, el flujo concate-
nado marginal es en promedio en torno a 1,7 veces el flujo de dispersión, siendo 
dicha relación para el SRM 6/4 igual a 1,3, dado el menor valor de la longitud 
del entrehierro de tan solo 0,3 mm. Por otro lado, el flujo concatenado margi-
nal representa en promedio aproximadamente un 8% del flujo concatenado 
total para el SRM 8/6 y el SRM 24/18 y un 3,8 % para el SRM 6/4, siendo 
en consecuencia el flujo concatenado de dispersión en torno al 4,7% del flujo 
concatenado total para el SRM 8/6 y el SRM 18/24 y un 2,8% para el SRM 
6/4. 

Por último, subrayar que al estar el estudio previo realizado en 2D, se ha 
obviado tanto la contribución del flujo concatenado en la cabeza de las bobinas 
como la del flujo marginal axial no computado en el plano y-z, siendo este 
significativo en motores planos como el SRM 18/24, en los cuales la longitud 
del paquete de chapas resulta similar a la anchura de los polos. Por consi-
guiente, tal como se demostrará posteriormente (en la sección 5.2 del capítulo) 
cuando se aborde la caracterización del motor en 3D por el FEM, el flujo 
concatenado total calculado es inferior al que debería resultar. 
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Concluida una parte de la caracterización analítica del SRM, donde se ha 
puesto de manifiesto la necesidad de aplicar los procedimientos propuestos 
para la determinación de la relación entre el flujo concatenado, la corriente de 
fase y la posición del rotor en la posición de alineamiento, especialmente en el 
caso de la determinación del flujo marginal y del flujo de dispersión, el si-
guiente estadio a acometer es la caracterización del motor en la posición de 
desalineamiento. Esta tarea se aborda en el siguiente capítulo.  

Figura 3.19. Representación de las características λT vs iF, λP vs iF, λS vs iF (a, c y e) 
λM vs iF y λD vs iF (b, d y f) obtenidas mediante los procedimientos propuestos (PR) 
en los tres motores bajo estudio. Se incluye además la característica λT vs iF deter-
minada mediante el FEM (FE). 
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Equation Chapter 4 Section 1 
 
 

  

Caracterización analítica 
del SRM en la posición de 
desalineamiento 

4.1. Introducción 

Estudiada la metodología a seguir para la determinación de la característica 
flujo concatenado vs. corriente de fase vs. posición del rotor en la posición de 
alineamiento, su identificación mediante expresiones analíticas en el resto de 
posiciones requiere de su conocimiento en la posición de desalineamiento.  

Con ese fin, cumpliendo con el tercer objetivo de estudio y contribución de 
mejora propuesto en esta tesis, en este capítulo se revisan y analizan los dife-
rentes procedimientos analíticos de cálculo descritos en la literatura en el caso 
de asumir o no infinita la reluctancia del material.  

Como resultado de este análisis, ha aflorado la necesidad de incluir algunas 
correcciones en los procedimientos revisados y la propuesta de otros que con-
tribuyen a mejorar la determinación de la citada característica, especialmente 
en el caso de considerar la influencia del material ferromagnético.  

En ambos supuestos los resultados procedentes de los procedimientos des-
critos en la literatura, los desarrollados en esta tesis y las modificaciones en su 
caso propuestas, se comparan con los obtenidos de las simulaciones por el FEM 
(tomadas como patrón objetivo) haciendo uso de diferentes figuras de mérito, 
con el fin de determinar su idoneidad y la validez de las aportaciones de esta 
tesis. 
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4.2. Planteamiento y revisión del problema 

En la posición de desalineamiento el motor no llega a saturarse, sin em-
bargo, tal como se puede observar en las simulaciones mostradas en la figura 
4.1, la dispersión del flujo en el entrehierro es muy alta. En consecuencia, el 
número de tubos de flujo a considerar, o en su defecto de circuitos magnéticos 
equivalentes necesarios para la determinación del flujo principal, resulta mayor 
que en la posición de alineamiento.  

De igual modo, tal como se desprende de las simulaciones mostradas en la 
figura 4.1, en la posición de desalineamiento el flujo de dispersión cobra mayor 
relevancia que en la de alineamiento. De hecho, cuando al programa de análisis 
FEMM se le pide que en la posición de alineamiento represente tan solo 14 
líneas, como es el caso, ninguna de ellas se corresponde con las que aparecen 
en la figura 3.15 asociadas al flujo de dispersión en la posición de alineamiento.  

Por otro lado, los resultados mostrados en la figura 4.1 indican cierta dis-
paridad en el recorrido que en cada motor sigue una línea equipotencial de A 
con la misma designación numérica cuando atraviesa el entrehierro. En conse-
cuencia, si para el cálculo en la posición de alineamiento del flujo concatenado 
total de cualquier SRM con corte clásico, el problema se resuelve considerando 
el mismo número simétrico de tubos de flujo o trayectorias, dos motores con 
relaciones geométricas como el SRM 6/4 y el SRM 8/6 habrán de exhibir 
expresiones matemáticas distintas para el cálculo de la reluctancia del entre-
hierro en un tubo o trayectoria con la misma designación numérica.  

 La conclusión anterior nos conduce a la siguiente disyuntiva: precisión vs. 
velocidad de cómputo. Es decir, la determinación precisa del flujo concatenado 
total en la posición de alineamiento para cualquier motor de corte clásico, 
mediante expresiones analíticas, requiere del conocimiento de la geometría de 
cada tubo, siendo necesario para su determinación un simulador sustentado en 
métodos de cálculo numérico como el FEM. Quedando consecuentemente mer-
mada la funcionalidad en términos de velocidad de computo del cálculo analí-
tico frente al FEM. 

Evitar esta pérdida de funcionalidad se logra a costa de una menor preci-
sión, asumiendo que cualquier motor de corte clásico puede ser analizado con 
un mismo número de tubos de flujo y que cada tubo de flujo con la misma 
designación numérica seguirá el mismo recorrido con independencia del motor 
bajo estudio, hipótesis incierta como se verá más adelante.  
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 Partiendo de la asunción anterior, la inductancia al origen en la posición 
de desalineamiento (flujo concatenado total vs. corriente de fase) se obtiene 
como la suma de la asociada a cada una de las trayectorias, las cuales se 
determinarán siguiendo procedimientos de cálculo semejante a los estudiados 
en esta tesis para la posición de alineamiento.  

Así, tal como se comentó en el capítulo 1, en [Krishnan, 2001] y 
[Vijayraghavan, 2001] se consideran 7 trayectorias promedio (5 para el flujo 
principal y 2 para el flujo de dispersión), pero aunando la trayectoria número 
1 y su simétrica en una sola que recorre el centro del entrehierro y del polo del 
estator, dividiéndose al llegar a los yugos del rotor y del estator.  

Años más tarde en [Sheth, 2005] se propone algo semejante considerando 6 
trayectorias (4 para el flujo principal y 2 para el de dispersión), sin embargo 
únicamente se detalla el cálculo para una de ellas.  

Dada la escasa información proporcionada en [Sheth, 2005], el trabajo re-
sulta irreproducible, no siendo así en [Krishnan, 2001] y [Vijayraghavan, 2001]. 
Ambos trabajos, bien detallados, se centran en la caracterización de un SRM 

Figura 4.1. Detalle de las trayectorias del campo magnético obtenido en FEMM en 
las posiciones de alineamiento (izda.) y desalineamiento (dcha.) representado única-
mente 14 líneas equipotenciales de A. 
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8/6, aportando expresiones (muy similares) para el cálculo de la sección y de 
la longitud de las diferentes partes del motor que cada una de las 7 trayectorias 
atraviesa.  

En [Krishnan, 2001] el cálculo del flujo concatenado en cada trayectoria se 
realiza siguiendo el procedimiento ya estudiado en esta tesis para el flujo con-
catenado de solapamiento en la posición de alineamiento. Es decir, a cada 
trayectoria se le asigna un tubo de flujo y se calcula su sección y su longitud 
en cada una de las partes que atraviesa (detallado profusamente en ambos 
trabajos para el entrehierro), se establece el número de espiras que dicha tra-
yectoria concatena (en ninguno de los trabajos se justifica el valor considerado 
para las dos trayectorias de dispersión), se plantea su circuito equivalente y 
mediante un algoritmo similar al mostrado en la figura 3.4 se determina el 
flujo que esa trayectoria concatena.  

A priori los estudios presentados en [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 
2001] parecen semejantes, sin embargo si se estudian en detalle hay una serie 
de sutilezas que los diferencian. Así, en los caminos del 1 al 5 únicamente es 
necesario determinar la longitud y la sección en el entrehierro, siendo la den-
sidad del campo en esa región BEH igual a la del polo del estator BPE por la 
ratio entre la sección inicial del tubo en la frontera del polo del estator con el 
entrehierro, que coincide con una parte del polo del estator y la sección equi-
valente de ese tubo en el entrehierro. Por otro lado, por diseño se consideran 
conocidas las demás relaciones entre el campo en el resto de regiones del ma-
terial y el polo del estator. Así, conocida la relación B-H del material, la lon-
gitud y la sección de cada región y el valor de la fmm total real, es posible 
determinar el flujo concatenado en cada tubo sin más que aplicar el algoritmo 
de cálculo. 

En conclusión, lo más significativo de ambos trabajos obviamente no es el 
uso del procedimiento de cálculo del flujo basado en la descomposición del 
problema en tubos de flujo, sino la obtención de expresiones para el cálculo 
aproximado de las dimensiones (longitud y sección promedio) de los tubos en 
ciertas regiones del motor.  

Con el propósito de comprobar la viabilidad del método, así como las pro-
puestas de cálculo descritas en [Krishnan, 2001] y [Vijayraghavan, 2001], se ha 
realizado una profunda revisión, replanteando por completo el estudio y to-
mando como base los tres motores, estudio que se aborda en los siguientes 
apartados. 
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4.3. Cálculo del flujo concatenado mediante el 
método de los tubos de flujo 

La primera tarea a acometer cuando se aplica el método de los tubos de 
flujo (en adelante FTM) es la determinación del número de tubos necesarios 
para resolver con suficiente precisión el problema electromagnético. En esta 
tesis se ha considerado como mínimo aquel que posibilite identificar de forma 
aproximada la trayectoria de todas las líneas de campo. 

La definición de tubo de flujo es ampliamente conocida, sin embargo, el 
modo de relacionar el resultado de una simulación 2D por el FEM con el con-
cepto de tubo de flujo no suele encontrarse directamente en la literatura. Así, 
con el fin de facilitar la interpretación de lo que a continuación se describe, 
supóngase un tubo con sección no uniforme y cuyas fronteras quedan definidas 
por dos líneas equipotenciales de A. Al aplicar las condiciones esenciales o de 
Dirichlet a cualquiera de las dos fronteras, dado que B es el rotacional de A y 
A solo tiene una componente en el eje z, resulta: 
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Z Z
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x y z y x
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Asociando el eje x con la dirección tangencial y el eje y con la normal:  

 ˆ ˆ .Z Z
t n

n t

A Au u
u u

∂ ∂= ⋅ − ⋅
∂ ∂

B   (4.2) 

En consecuencia, como en sendas fronteras el tubo está delimitado por dos 
líneas equipotenciales de A, ∂Az /∂ut resultará nula y, por tanto, B tangencial. 
Así, la dirección de B coincidirá en el plano x, y con la de una línea equipo-
tencial de A representada en el mismo plano. 

Asimismo, puesto que el flujo magnético se asocia con el número de líneas 
de fuerza del campo magnético y estas no se pueden cruzar, su número y, por 
tanto, el flujo entre dos líneas equipotenciales de A, será constante. Subsi-
guientemente, un tubo limitado por dos líneas equipotenciales de A se com-
porta como un tubo de flujo.  

Es importante recordar que el programa FEMM traza líneas equipotencia-
les de A en intervalos regulares. Así, si sobre las simulaciones de FEMM se 
dibujan dos tubos de flujo limitados por dos líneas equipotenciales de A que, 
para un valor concreto del eje y, se encuentran separadas a la misma distancia 
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sobre el eje x, ambos tubos tendrán a esa altura y la misma sección, flujo y 
densidad como se deduce de las relaciones siguientes: 
 ,

S S C
φ = = ∇ × =  Bds Ads Adl   (4.3) 

donde S es la superficie abarcada por una línea cerrada C, y que en este caso 
tendría forma rectangular sobre el plano x, z a una altura y.  

Establecida la relación entre el concepto de tubo de flujo y los resultados 
de la simulación por elementos finitos, el análisis de los mismos posibilita la 
determinación del mínimo número de tubos a considerar. Ello requiere repre-
sentar un número de líneas de campo suficientemente alto que permita identi-
ficar todas las tendencias geométricas. Concretamente, en el caso de los tres 
SRM bajo estudio, 260 líneas de campo han sido suficientes. El resultado se 
muestra en la figura 4.2 donde se puede observar la mejora en la resolución 
respecto de la figura 4.1.   

El análisis del resultado de las simulaciones mostrado en la figura 4.2 indica 
que para el SRM 8/6 y el SRM 24/18 (ambos con una geometría clásica) son 
necesarios al menos 7 tubos, mientras que para el SRM 6/4 (con una relación 
muy superior a la habitual entre la altura del polo del rotor y del estator) con 
6 tubos podría ser suficiente. Así, las líneas equipotenciales de A, que limitan 
cada uno de los 7 tubos en ambos motores con una geometría clásica, deberán 
cumplir los requisitos que a continuación se detallan.  

El estudio previo de estos requisitos no se aborda ni en [Krishnan, 2001] ni 
en [Vijayraghavan, 2001], siendo, como se comprobará posteriormente, cierta-
mente necesario.  

Todos los tubos, excepto el número 1, tienen otro simétrico respecto al eje 
longitudinal de cada uno de los polos del estator de la fase activa. La represen-
tación gráfica de lo que a continuación se detalla se muestra en la figura 4.3. 

El tubo 1 lo limitan la circunferencia interna del yugo del rotor y externa 
del yugo del estator y las dos líneas equipotenciales de A más próximas a 
sendas intersecciones entre el yugo y los dos polos del rotor más próximos al 
polo del estator de la fase activa (punto A y su simétrico en la figura 4.3).   

Los tubos numerados del 2 al 4 están comprendidos entre la línea equipo-
tencial de menor longitud que limita el tubo numéricamente inferior y aquella 
más próxima a esta y a su vez: para el tubo número 2, al punto central de la 
arista del polo del rotor (punto B); para el tubo número 3, al punto medio 
entre el centro y el final superior de la arista del polo del rotor (punto C); para 
el tubo número 4, a la intersección entre el final superior de la arista del polo 
del rotor y la base superior del polo del rotor (punto D).  
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Figura 4.2. Resultados de la simulación del SRM 8/6 (iF =14 A), el SRM 24/18 
(iF =7 A) y el SRM 6/4 (iF =7 A) en la posición de no alineamiento, mostrando 260 
líneas equipotenciales de A (imágenes vectoriales ampliables sin pérdida de resolu-
ción en el documento en formato digital). 
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Los tubos número 5 y 6 ocupan la región formada por la línea equipotencial 
de menor longitud que limita el tubo numéricamente inferior y aquella más 
próxima a esta y de mayor longitud que a su vez: para el tubo número 5, no 
llega a atravesar el yugo del rotor pero si un polo del estator de la fase activa 
y su contiguo y el perfil encerrado entre ambas líneas que limita el polo y el 
yugo del rotor; para el tubo número 6, solo atraviesa el yugo y el polo del 
estator. 

El tubo número 7 ocupa el espacio comprendido entre la línea equipotencial 
de menor longitud que limita el tubo 6 y los perfiles del polo y del yugo del 
estator encerrados por esa línea.   

Una vez definidos los límites de cada tubo, el paso siguiente consiste, tal 
como se hizo en la posición de alineamiento, en la determinación de los valores 
promedio de la sección, la longitud y la permeabilidad magnética del tubo en 
cada una de las regiones que atraviesa. Ello requiere dibujar todos los tubos, 
lo cual resulta una tarea tremendamente pesada y temporalmente muy costosa. 

Esto se debe a que los programas de simulación por el FEM no incorporan 
herramientas que posibiliten dibujar líneas equipotenciales de A atravesando 
puntos concretos. Así, una vez identificados en el programa de simulación los 
puntos significativos A a F mostrados en la figura 4.3 (en este caso mediante 
FEMM), las imágenes procedentes de la simulación han de trasladarse a un 
programa de diseño gráfico (para ello se ha utilizado AutoCAD) para, 

Figura 4.3. Representación gráfica de las líneas equipotenciales de A que limitan los 
7 tubos de flujo (imagen vectorial). 
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posteriormente, dibujar los tubos de flujo sobre las líneas equipotenciales visi-
bles en dichas imágenes.  

Además, considerando que el número de líneas equipotenciales a represen-
tar para asegurar que estas atraviesan los puntos significativos A a D, o al 
menos se acercan a estos con la suficiente resolución, debe de ser muy alto en  
aquellas zonas donde la densidad del campo también lo es, resulta muy difícil  
distinguir unas líneas de otras (ver figura 4.2) a no ser que la imagen del motor 
procedente de la simulación se amplíe lo suficiente. En consecuencia, en la 
pantalla del ordenador únicamente se puede mostrar una región del motor, de 
modo que la imagen completa procedente de la simulación se debe reconstruir 
en AutoCAD superponiendo las imágenes de esas regiones, una vez escaladas, 
sobre el dibujo del SRM previamente exportado desde FEMM a AutoCAD. 

El resultado de este proceso se muestra en la figura 4.4, donde se puede 
observar una clara dependencia de la distribución de los tubos con la geometría 
del motor y, especialmente con la relación entre la altura de polo del rotor y 
del estator. Así, en motores con una relación habitual como en el SRM 24/18 
y el SRM 8/6 (hPR/hPE ≈ 3/5) la distribución es cualitativamente similar. Lo 
cual no sucede para el SRM 6/4, al ser la altura del polo del rotor muy inferior 
a la del polo del estator (hPR/hPE ≈ 1/3). 

Con este estudio también se ha pretendido comprobar si los puntos de cruce 
de las líneas que limitan los tubos 1 a 4 con la base inferior del polo del estator 
y que definen su secciones en la frontera entre el material y el vacío, eran las 
propuestos en [Krishnan, 2001] y [Vijayraghavan, 2001]. Para ello, y al igual 
que en ambos trabajos, se ha considerado un SRM 8/6 con las mismas dimen-
siones y número de espiras que en [Krishnan, 2001]. Además, se ha impuesto 
como requisito previo que las líneas equipotenciales que separan los tubos nu-
merados del 1 al 5, crucen la arista del polo del rotor por los mismos puntos 
(identificados como A, B, C y D en la figura 4.3) que en sendos estudios. 

 El resultado, sin embargo, no ha sido el esperado. Las líneas equipotencia-
les que limitan los tubos 1 a 4 no cruzan la base del polo por los puntos 
propuestos en dichos trabajos. Si así lo hicieran, habría líneas equipotenciales 
que se cruzarían, lo cual no es posible. Esta conclusión evidencia la imposibi-
lidad de calcular de forma correcta la sección de dichos tubos en la base del 
polo del estator y, por tanto, en el entrehierro según las aproximaciones pro-
puestas en [Krishnan, 2001] y [Vijayraghavan, 2001]. 

De igual modo, la línea que limita el tubo 5 pasando por el punto D no 
cruza la arista del polo del estator a la altura propuesta en [Krishnan, 2001] y 
[Vijayraghavan, 2001] para el SRM 8/6.  
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Tampoco los resultados son los previstos para los tubos 6 y 7. Si se analiza 
la tendencia geométrica de las líneas equipotenciales, y tal como se ha hecho 
se escogen 7 tubos para su descripción, el punto en el que intersecan la línea 
que separa los tubos 5 y 6 y la base superior del polo del rotor difiere del 
propuesto en sendos trabajos. Lo cual, se traslada al cálculo de la sección del 
tubo número 5 en esa zona limítrofe entre el vacío y el material electromagné-
tico. De igual modo, la tendencia en la trayectoria de líneas equipotenciales 
revela que los puntos de cruce entre la arista del polo del estator y las dos 
líneas que separan los tubos 5, 6 y 7 también difiere de los propuestos en dichos 
trabajos y, por ende, el valor de las secciones de esos tubos en el límite entre 
el vacío y la arista del polo del estator.  

Asimismo, la sección y la longitud media de los tubos calculadas en el resto 
de regiones distan, según las aproximaciones propuestas en los dos trabajos, 
de las obtenidas en este estudio. Hecho que también sucede con la corriente 

Figura 4.4. Representación de las líneas equipotenciales de A que limitan los tubos 
de flujo en el SRM 8/6, el SRM 24/18 y el SRM 6/4 (imágenes vectoriales).  

1 2
3 4
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8 6/

6 4/24 18/
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total encerrada por la trayectoria promedio de los tubos 6 y 7 (calculada en 
base a la proporción del número total de espiras). 

Tras el estudio del SRM 6/4, se han comprobado las mimas limitaciones, 
siendo en este caso más relevantes, como cabía esperar de la atípica relación 
entre la atura de los polos del rotor y del estator. 

Por otro lado, las expresiones propuestas en [Krishnan, 2001] y 
[Vijayraghavan, 2001] únicamente se plantean para motores con 2 simetrías, 
siendo necesario adaptarlas para otros con más repeticiones. Como respuesta 
ante esa falta de información, estas se han evaluado sobre el prototipo del 
SRM 24/18, manifestándose desafortunadamente las mismas limitaciones que 
en el SRM 8/6.  

Con el ánimo de solventar dichas limitaciones, en esta tesis se han refor-
mulado prácticamente todas las expresiones propuestas en [Krishnan, 2001] y 
[Vijayraghavan, 2001]. Si bien, a fin de limitar la extensión que conllevaría la 
completa traslación del estudio, se obviarán aquellas comunes a las referencias 
anteriores, invitando al lector a seguir la detallada descripción geométrica del 
problema en cualquiera de los otros dos trabajos. 

El flujo total concatenado en la posición de no alineamiento, λT, se corres-
ponde con el producto del número de polos del estator de la fase activa por la 
suma del determinado en cada uno de los 13 tubos que atraviesan uno de esos 
polos:  

 
7

1
2

2 .T PEF n
n

Nλ λ λ
=

 
= + 

 
   (4.4) 

El flujo principal φP es la suma del flujo φi en los tubos 1 a 5, siendo el flujo 
concatenado asociado a cada tubo λi:  

  para 1 a 5.  i ii EP i EP PE PEN N B S iλ φ= = =   (4.5) 

El flujo de dispersión φD se compone del flujo φi en los tubos 6 y 7. Resul-
tando necesario conocer la proporción del número total de espiras por polo que 
concatena la trayectoria promedio de cada tubo, ζDi, para la determinación del 
flujo concatenado correspondiente. Esto es: 

  para 6 y 7.  i i i ii D EP i D EP PE PEN N B S iλ ζ φ ζ= = =   (4.6) 

Puesto que el flujo concatenado es función del valor promedio del módulo 
de la densidad del campo en el polo del estator, BPE, resulta conveniente ana-
lizar el comportamiento de esta variable. El resultado para el SRM 24/18 se 
muestra en la figura 4.5, donde se puede observar una clara dependencia de 
tipo parabólico del módulo B con la coordenada x. A pesar de ser poco 
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significativa en torno a la mitad de la mitad superior del polo del estator, 
tiende a acentuarse conforme se desciende en el eje y. 

Los resultados anteriores son del todo coherentes con los que se deducen al 
observar la separación de las líneas equipotenciales de A en la figura 4.1 y que 
a su vez se corresponden con los procedentes del análisis del SRM 8/6 y el 
SRM 6/4, siendo estos consecuentemente extensivos a otros motores de corte 
clásico. 

Así, si tal como se propone la región del polo del estator se descompone en 
tubos que la recorren verticalmente y se toma como parámetro la coordenada 
y, la variación en cada tubo del módulo de B respecto a x, presenta una de-
pendencia aproximadamente lineal. De modo que el centro de la recta que 
define esa dependencia queda atravesado por la trayectoria promedio que re-
corre el tubo. Por consiguiente, trabajar en cada tubo con el valor promedio 
del módulo de B vs. x es una aproximación correcta. No causando un signifi-
cativo aumento del número de tubos una reducción proporcional del error. 

De igual modo, si se analiza la dependencia del módulo de B en el polo del 
estator respecto a la coordenada y manteniendo x como parámetro, se eviden-
cia una dependencia no lineal. Esta dependencia presenta una forma aproxi-
mable por una exponencial truncada en el origen con un valor inicial mayor 
en los extremos del polo que en el centro y un comportamiento simétrico res-
pecto al eje vertical que divide el centro del polo. Siendo el crecimiento del 
módulo de B respecto a y muy leve para valores de x cercanos a los extremos 
del polo y más acentuado en torno al centro. En consecuencia, la aproximación 
del módulo de B por su valor promedio en aquellos tubos con un orden numé-
rico inferior exhibirá un mayor error. Una solución al problema implicaría sub-
dividir el tubo en “rebanadas” (término que será empleado posteriormente), 
posibilitando considerar una dependencia lineal del módulo de B vs y en cada 
una, tal como se ha propuesto al dividir el polo en tubos respecto a x.  

Este tratamiento del problema si bien en términos de velocidad de proce-
sado de la información resultaría más rápido que mediante la aplicación del 
FEM, al no tener que resolver conjuntamente las expresiones que definen el 
campo B en cada uno de los nodos del mallado en que se subdivide el motor, 
no lo sería en términos de complejidad computacional, puesto que, además del 
conocimiento de las dimensiones de la longitud y la sección promedio de cada 
rebanada, requeriría calcular el valor promedio de la permeabilidad de cada 
una de estas en cada tubo y región. Motivo por el cual en la literatura este 
procedimiento de cálculo solo se aborda en el entrehierro donde la permeabili-
dad es conocida, obviándose el cálculo del campo en las demás regiones del 
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motor, cuya aportación se asume despreciable, asunto que será abordado pos-
teriormente en esta tesis. 

Obviando la descomposición de los tubos en rebanadas y puesto que el 
producto en cualquier región del tubo (yugos, entrehierro y polos) del módulo 
de B por la sección normal a B se ha de mantener constante, el hecho de 
imponer un valor promedio de B para cada tubo i en la región polo del estator, 
BPEi, posibilita mediante un algoritmo como el mostrado en la figura 3.4 la 
determinación del flujo concatenado en cualquiera de los 13 tubos. 

En las tres siguientes páginas (figuras 4.6, 4.7 y 4.8) se muestra el detalle 
de los tubos y de las aproximaciones. Cada región se indica en un color distinto 
y el polo de la fase activa con un punto en su interior. 

A continuación, se indican las ecuaciones a resolver para cada uno de los 
tubos de flujo considerados: 

Tubo 1  

 

1 1

1

1 1 1
1 1

1 1 11 1 1 1

1 1

0
2 2

.
4 4

PE

B S B SPE PE PE PE

YE YR

PE PE
EP F

B B

EH YE YR
PE PE

EH YE YR
B B

S S

B lN i

l l lB S
S S S

μ

μ μ μ

=

= =

= +
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 

  (4.7) 

 
 
   

Figura 4.5. Resultados de la simulación del SRM 24/18 en la posición de no alinea-
miento con iF=7 A: (a) módulo de B vs. x e y en el polo del estator (las coordenadas 
en mm x, y de los puntos inferiores y superiores en las aristas del polo son, respecti-
vamente, ±7,5, 132,388 y ±7,5, 162,723); (b) módulo de B vs x en la parte superior 
del polo a intervalos de y espaciados 10 mm entre 140 y 150 mm 
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Figura 4.6. Detalle de los tubos 1, 2 y 3 en los tres motores bajo estudio. El polo de 
la fase activa del estator se representa con un punto (imágenes vectoriales). 

 

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

Tubo 1

Tubo 2

Tubo 3
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Figura 4.7. Detalle de los tubos 4 y 5 en los tres motores bajo estudio. En el tubo 5 
se muestra el recorrido teórico y su aproximación (imágenes vectoriales). 

 

Tubo 4

Tubo 5 
Teórico

Tubo 5 
Aproxim.

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4
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Tubos 2 a 5 (i=2,…,5) 
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  (4.8) 

Figura 4.8. Detalle de los tubos 6 y 7 en los tres motores bajo estudio. Se muestra 
el recorrido teórico y su aproximación (imágenes vectoriales). 

 

Tubo 6 Teórico

Tubo 6 Aproxim.

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

Tubo 7 Aproxim.

Tubo 7 Teórico

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4
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Dada la complejidad del tubo 5, se considera la aproximación mostrada en 
la figura 4.7. La región de los polos en la que se adentra el tubo 4 y principal-
mente el 5 en su recorrido por los yugos se asocia a estos.  

Tubo 6  
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  (4.9) 

Donde l’PE y S’PE son, respectivamente, la longitud y la sección del tubo en 
el polo del estator contiguo al de la fase activa. 

Se ha obviado tanto la cuasi nula contribución del polo del rotor como la 
de la reducida región del vacío que queda por debajo del polo del estator con-
tiguo al de la fase activa (figura 4.8). Aproximación sin tan apenas pérdida de 
resolución en el cálculo de flujo concatenado, pues equivale a considerar como 
límite externo del tubo la línea equipotencial de A de longitud inmediatamente 
inferior. 

Tubo 7 
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  (4.10) 

El tubo 7 formalmente queda delimitado por la trayectoria equipotencial 
de A que a su vez limita el tubo 6 y aquella de menor longitud que atraviesa 
el vacío y el polo del estator de la fase activa (figura 4.8). No obstante, el 
cálculo de la geometría del tubo se simplifica sin tan apenas pérdida de reso-
lución obviando dicha trayectoria, y estableciendo como límite interior del 
tubo el fragmento de arista del polo del estator de la fase activa y de arco 
interno del yugo del estator confinados por la trayectoria equipotencial de A 
que separa los tubos 6 y 7 en el vacío.  

En los tubos 6 y 7 es además necesario estimar la proporción de espiras ζD 
que concatena su trayectoria promedio.  

El modo de determinar el valor medio de la sección, la longitud de la tra-
yectoria promedio y la permeabilidad del campo en cada una de las regiones 
que forman cada tubo se detalla a continuación.  
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4.3.1. Sección y longitud media de los tubos 1 a 7 en la 
región del vacío 

La sección de cada tubo en esta región se determinará promediando el valor 
de las secciones de entrada y de salida del tubo en las fronteras. El subíndice 
B  denota base y el subíndice A arista.  

Sección de los tubos 1, 2 y 3 en la frontera del polo del estator y el vacío: 

 _ _ _  para 1, 2 y 3.i iPE EH SB PE EH E IE PCHS r l iδ β= =   (4.11) 

Sección del tubo 4 en la frontera del polo del estator y el vacío: 
 ( )4 4 4_ _ _ _ _ . PE EH SB PE EH E IE SA PE EH PE PCHS r h lδ β δ= +   (4.12) 

Sección de los tubos 5, 6 y 7 en la frontera del polo del estator y el vacío: 

 _ _ _  para 5,6,7. i iPE EH SA PE EH PE PCHS h l iδ= =   (4.13) 

Sección del tubo 1 en la frontera del yugo del rotor y el vacío: 

 ( )
1_

2
.

IR YR
YR EH R ER PCH

PR

r
S r l

N
π ω

β
 +
 = −
  

  (4.14) 

Sección de los tubos 2 a 5 en la frontera del polo del rotor y el vacío: 

 _ _ _  para =2, 3 y 4;i iPR EH SA PR EH PR PCHS h l iδ=   (4.15) 

 5 5_ _ _ . PR EH SB PR EH R ER PCHS r lδ β=   (4.16) 

Sección del tubo 6 en la frontera del polo del estator y del polo del rotor 
contiguos al polo del estator de la fase activa y el vacío: 

 6 6 6 6'_ _ _ '_ _ _ ,PE YE PR EH PE EH YE EH PR EHS S S S= + +   (4.17) 

donde: 

 6
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  (4.20) 
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Sección del tubo 7 en la frontera del yugo del estator y el vacío: 

 ( )7 6_ _ _

sen2 2= 1 2arcsen ( ) .
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E
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  (4.21) 

Sección promedio del tubo 1:  

 1 1
1

_ _ .
2

PE EH YR EH
EH

S SS +=   (4.22) 

Sección promedio de los tubos 2, 3, 4 y 5: 

 _ _   para  2, 3, 4 y 5.
2

i i
i

PE EH PR EH
EH

S SS i+= =   (4.23) 

Sección promedio del tubo 6: 

 6 6
6

_ '_ _ _ .  
2

PE EH PE YE PR EH
EH

S SS +=   (4.24) 

Sección promedio del tubo 7: 

 7 7
7

_ _ .  
2

PE EH YE EH
EH

S SS +=   (4.25) 

En la tabla 4.1 se incluyen los valores de los coeficientes de ocupación de 
cada tubo sobre la base del polo del estator, δSB_PE_EH, la arista del polo del 
estator, δSA_PE_EH, la base del polo del rotor, δSB_PR_EH, la arista del polo del 
rotor, δSA_PR_EH y el arco interno del yugo del estator del tubo 6, δS_YE_EH6, en la 
frontera con el vacío. 

En [Vijayraghavan, 2001], se opera con expresiones diferentes y no se citan 
estos coeficientes, no obstante, excepto para δS_YE_EH6, es fácil deducir su valor, 
el cual se denota en la tabla 4.1 como Vijay. En la misma tabla se indica como 
Krish los valores propuestos para estos coeficientes en [Krishnan, 2001], siendo 
únicamente diferentes los de δSB_PE_EH y δSA_PR_EH en el tubo 2. Si bien, el valor 
propuesto en [Krishnan, 2001] para estos coeficientes no puede ser correcto, 
puesto que la suma del valor de δSB_PE_EH en los 13 tubos indica una ocupación 
de la base del polo del estator inferior al 100%. Este mismo error se desprende 
de la suma del valor de δSA_PR_EH en los tubos 2, 3 y 4. 

Por otro lado, el análisis de la tendencia de las líneas equipotenciales de A 
en los tres motores bajo estudio ha revelado como válidos los valores propues-
tos en [Vijayraghavan, 2001] para δSA_PR_EH, los cuales coinciden a su vez con 
los criterios establecidos en esta tesis para determinar el recorrido de los tubos. 
Sin embargo, esto no sucede con los valores propuestos en la misma referencia 



140 Capítulo 4. Caracterización analítica del SRM en la posición de desalineamiento 
 

 

para los otros tres coeficientes. Puesto que tal como se ha comprobado en cada 
uno de los tres motores, solo resultarían correctos si las líneas de campo que 
delimitan los tubos se cruzasen, hecho que como bien es sabido es imposible.  

Con el fin de analizar la desviación respecto a los valores de los coeficientes 
propuestos en  [Vijayraghavan, 2001], estos se han calculado en los tres moto-
res. El procedimiento seguido para ello es manual y extraordinariamente labo-
rioso, puesto que requiere del tedioso trabajo previo, ya realizado, consistente 

Tabla 4.1. Coeficientes de ocupación de cada tubo sobre: la base del polo del estator, 
δSB_PE_EH, la arista del polo del estator, δSA_PE_EH, la base del polo del rotor, δSB_PR_EH, 
y la arista del polo del rotor, δSA_PR_EH, que intersecan con el vacío (entrehierros).  

    

Coef. SRM 1 2 y 2’ 3 y 3’ 4 y 4’ 5 y 5’ 6 y 6’ 7 y 7’ 

δSB_PE_EH 

Vijay 1/4 1/4 3/32 1/32 ----- ----- ----- 
Krish 1/4 1/8 3/32 1/32 ----- ----- ----- 

24/18 (c) 36,27% 14,65% 13,87% 3,35% ----- ----- ----- 
24/18 (r) 36,11% 14,67% 13,88% 3,40% ----- ----- ----- 

8/6 18,10% 21,85% 16,54% 2,55% ----- ----- ----- 
6/4 86,01% 6,74% 0,26% ----- ----- ----- ----- 

δSA_PE_EH 

Vijay ----- ----- ----- 1/16 3/16 1/4 1/2 
Krish ----- ----- ----- 1/16 3/16 1/4 1/2 

24/18 (c) ----- ----- ----- 7,99% 11,66% 29,10% 51,25% 
24/18 (r) ----- ----- ----- 7,42% 15,43% 22,61% 54,54% 

8/6 ----- ----- ----- 7,42% 7,96% 13,25% 71,37% 
6/4 ----- ----- 2,63% 6,56% 1,90% 18,93% 69,98% 

δSB_PR_EH 

Vijay ----- ----- ----- ----- 1/8 ----- ----- 
Krish ----- ----- ----- ----- 1/8 ----- ----- 

24/18 (c) ----- ----- ----- ----- 24,78% ----- ----- 
24/18 (r) ----- ----- ----- ----- 49,76% ----- ----- 

8/6 ----- ----- ----- ----- 17,29% ----- ----- 
6/4 ----- ----- ----- ----- 5,25% ----- ----- 

δSA_PR_EH 

Vijay ----- 1/2 1/4 1/4 ----- ----- ----- 
Krish ----- 1/4 1/4 1/4 ----- ----- ----- 

Común ----- 50,00% 25,00% 25,00% ----- ----- ----- 

δS_YE_EH 

24/18 (c) ----- ----- ----- ----- ----- 8,61% ----- 
24/18 (r) ----- ----- ----- ----- ----- 12,85% ----- 

8/6 ----- ----- ----- ----- ----- 3,22% ----- 
6/4 ----- ----- ----- ----- ----- 16,63% ----- 
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en dibujar sobre los motores el recorrido de las líneas equipotenciales de A que 
limitaban los tubos en cada SRM (ver figura 4.4) y, con la ayuda de las herra-
mientas que el propio programa de diseño gráfico facilita, la posterior medida 
de su ocupación. 

 Los resultados mostrados en la tabla 4.1 evidencian que, en motores con 
un corte clásico, como son el SRM 8/6 y el SRM 24/18, el recorrido de la 
trayectoria media de los tubos mantiene su tendencia. Sin embargo, en motores 
con una relación entre la altura del polo del rotor y del estator menor a la 
habitual, como sucede en el SRM 6/4, la sección de los tubos 3 y 4 en la 
frontera del polo del estator con el aire debe calcularse como se propone para 
los tubos 4 y 5 de un motor clásico, empleando (4.12) y (4.13), respectiva-
mente.  

Otra de las conclusiones de ese estudio, es la notable diferencia entre los 
valores propuestos en [Vijayraghavan, 2001] y los procedentes de procesar la 
información obtenida del análisis efectuado mediante FEMM. Aún más, con el 
fin de analizar la sensibilidad de estos coeficientes ante leves variaciones en la 
geometría del motor, se han evaluado dos modelos del SRM 24/18, uno con 
una unión circular entre las aristas de los polos y del yugo del estator (c) y 
otro con una unión recta (r) (lo cual, requiere repetir todo el proceso en FEMM 
y en AutoCAD). Los resultados mostrados en la tabla 4.1, indican altas varia-
ciones en el coeficiente δSB_PR_EH ante ligeros cambios en la geometría del mo-
tor, evidenciando una gran sensibilidad.  

Así, cabe concluir que, si bien el procedimiento de cálculo es válido, la 
generalización de los valores de los coeficientes δSB_PE_EH, δSA_PE_EH y especial-
mente δSB_PR_EH no resulta viable incluso en motores de corte clásico, salvo 
asumiendo gruesas aproximaciones que redunden en un significativo error en 
el resultado final.  

Longitud del tubo 1:  
 ( )1 .EH IE IR YRl r r ω= − +   (4.26) 

Longitud de los tubos 2, 3 y 4:  
Se aproxima por la de un arco cuya cuerda une los centros de las bases del 

tubo en las fronteras entre el aire y los polos del estator y del rotor. El centro 
del arco se sitúa en el vértice opuesto al lado, que coincide con dicha cuerda, 
de un triángulo equilátero.  
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  (4.27) 

Longitud del tubo 5:  
Se aproxima por la longitud de un arco: i) cuyo centro coincide con la 

intersección entre el eje vertical del motor y el arco entre polos del yugo del 
rotor; ii) cuyo ángulo resulta igual al que forman los segmentos que unen su 
centro y los puntos centrales de las bases inferior y superior del tubo en la 
intersección con el vacío del polo del rotor y del polo estator, respectivamente; 
iii) cuyo radio es igual al promedio de sendos segmentos. Así: 
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  (4.28) 

Longitud del tubo 6:  
Se aproxima por la de un arco: i) cuyo centro coincide con el del motor; ii) 

con radio igual al segmento que une el centro del motor con el centro de la 
base del tubo en la frontera entre el vacío y el polo del estator; iii) cuyo ángulo 
es el comprendido entre el segmento anterior y otro que une el centro del motor 
con la intersección del arco con la arista del siguiente polo del estator. Tal que: 
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  (4.29) 

Longitud del tubo 7:  
Se propone determinar la longitud del tubo 7 en el vacío lEH7 por el valor 

promedio de la longitud de dos arcos. Ambos centrados en la intersección del 
polo del estator con el yugo y con una apertura angular γ. La cual, a su vez se 
propone obtener tal como en (3.42) pero considerando ωC igual a su máximo 
valor permisible ωCMAX. Siendo ωCMAX: 

  tan tan sen .
2 2MAX
PE E

C IE IE
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r r
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  (4.30) 

El radio del arco menor rPE_EH7 ha de coincidir con la mitad de la fracción 
de la arista del polo estator que delimita el tubo 7: 
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_
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PE EH
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l

=   (4.31) 

Y el radio del arco mayor rYE_EH7 con la cuerda de la mitad de la fracción 
del arco del yugo del estator que delimita el tubo 7: 
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De este modo lEH7 resulta igual a: 
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Se ha valorado una aproximación de tipo elíptico en base a (3.28), tomando 
sendos radios como ejes de la elipse y π/4-γ como multiplicador externo al 
paréntesis. El resultado ha sido muy próximo al obtenido en (4.33).  

Una solución más sencilla, verificada en los tres motores ensayados, pasa 
por aproximar la longitud del tubo 7 por la mitad de la longitud del arco que 
delimita el yugo del estator entre dos polos contiguos: 
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Siendo el error relativo que deriva de (4.34) porcentualmente similar al 
propio de (4.33) para los motores SRM 24/18 y SRM 8/6 y ligeramente supe-
rior para el SRM 6/4.  

4.3.2. Sección y longitud media de los tubos 1 a 7 en el 
polo del estator de la fase activa 

El conocimiento de la sección de los tubos para el cálculo de la permeabili-
dad del campo en el polo de la fase activa del estator no es relevante en el 
algoritmo de cálculo. Conocida la característica B-H del material y establecido 
el valor de la densidad del campo para cada tubo en esa región, su determina-
ción resulta directa.  

De hecho, tampoco lo sería si las ecuaciones a resolver en el algoritmo 
fueran las propuestas en [Krishnan, 2001] en términos de flujo y reluctancia, o 
como en [Vijayraghavan, 2001] sus equivalentes. A saber: 

Tubo 1 
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_

0
.

4 4
PE PE EH YE PE YR PR

EP F PE PE EH
EH

B S H l H lN i H l l
Sμ

= + + +   (4.35) 

Tubos 2 a 5 (i=1,…,5) 
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Tubo 6 
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En sendas referencias se asume que la intensidad del campo es igual en el 
polo del estator de la fase activa y en el polo contiguo del estator de la fase 
inactiva (ver figura 4.8). Lo cual, como se deduce de las simulaciones, es inco-
rrecto en todos los motores analizados, siendo esta la causa de la diferencia 
entre la expresión (4.37) y (4.9) propuesta en esta tesis. Sirva como ejemplo el 
SRM 8/6, donde el valor del módulo de B y H en los centros de las regiones 
del tubo 6 correspondientes al polo del estator de la fase activa y al polo del 
estator de la inactiva es, respectivamente, para iF igual a 16 A, 0,45 T y 
288 A/m y 0,025 T y 56,48 A/m.  

Tubo 7 
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donde HPE, HPR HYE y HYr son, respectivamente, según los autores, los valores 
de la intensidad del campo magnético en la región del polo del estator, del polo 
del rotor, del yugo del estator y del yugo del rotor. Y cuyo valor en el caso del 
polo del estator se calcula directamente a partir de la curva B-H del material 
y de la densidad del campo en esa región, BPE, la cual, es la incógnita a resolver 
en cada una de las ecuaciones anteriores. En cambio, en el resto de las regiones 
este cálculo se realiza como sigue:  

  (REG=PR,YE,YR) .
REG PE

REG PE
REG REG PE REG

B B

BB B H
δ

δδ
μ

=

=  =   (4.39) 

En [Vijayraghavan, 2001] se propone establecer el valor del coeficiente δREG 
al comienzo del diseño del motor en 1/2 para el yugo del estator, 4/5 para el 
yugo del rotor y SPE/SPR para el polo del rotor. Ello implica que según el autor 
de esa tesis SYE debe ser igual a SPE y SYR a SPE/1,6, valores a priori poco 
acertados, puesto que el yugo del estator suele tener una anchura inferior al 
polo del estator, mientras que solo el flujo principal alcanza el yugo del rotor 
y en el cálculo se ha considerado la mitad del total. En [Krishnan, 2001] no se 
indican valores concretos sino las siguientes relaciones para el tubo de flujo 
número 1: 
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;  ;  ;  .
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EH YE YR

S B S B SB B B B B B
S S S
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No obstante, al comparar (4.35), (4.36), (4.37) y (4.38) con (4.7), (4.8),  
(4.9) y (4.10) se deduce que en un modelo del motor constituido por un circuito 
magnético equivalente independiente para cada tubo, tal como se propone 
tanto en las dos referencias anteriores como en esta tesis, deberían haberse 
asumido las siguientes aproximaciones: 

i) En las regiones donde la trayectoria promedio atraviesa el vacío (EH): 
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ii) En el polo del rotor (PR), el yugo del estator (YE) y el yugo del rotor 
(YR): 
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donde el subíndice i en (4.41) y (4.42) hace referencia exclusivamente a la 
parte del tubo en cada región y en su ausencia a la región completa. El 
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subíndice REG en (4.42) toma el valor PR, YE y YR en función de la región 
que atraviesa la trayectoria promedio. En cuanto al divisor d, su valor es igual 
a la unidad, excepto para las regiones circulares de los yugos asociadas al 
tubo 1, en cuyo caso es el doble. 

Sin embargo, al aplicar el algoritmo de minimización del error utilizando 
(4.35), (4.36), (4.37) y (4.38) en la región del estator se obtiene una solución 
distinta de la densidad del campo para cada tubo. Puesto que el flujo en un 
tubo es constante, esta podría interpretarse como el valor medio de la densidad 
del campo en la frontera del polo del estator con el aire, BPE_EHi, pero en ningún 
caso, como se deduce de los resultados mostrados en figura 4.5, ni con el valor 
medio de la densidad del campo en el tubo, BPEi, ni con el de la de la región 
completa, BPE.  

Por consiguiente, replanteando (4.35), (4.36), (4.37) y (4.38) en base a va-
lores promedio de la intensidad y densidad del campo para cada tubo en la 
región de polo del estator, tal como se propone en (4.7), (4.8),  (4.9) y (4.10) 
las aproximaciones anteriores i) y ii), se transforman en: i) SPEi  ≈ SPE_EHi  y ii) 
SPEi /SPE ≈ SREGi /SREG, y por ende la diferencia entre el resultado procedente 
de la resolución de las primeras o de las segundas expresiones estriba en el uso 
o no de dichas aproximaciones. 

La verificación de sendas aproximaciones requiere de la determinación del 
valor promedio de la sección de cada tubo en cada una de las regiones que 
atraviesa (SPEi, SEHi, SPRi, SYEi y SYRi). Esta se ha calculado como el cociente 
entre el volumen y la longitud de la trayectoria promedio del tubo en esa 
región. A su vez, el cálculo del volumen y de la longitud se ha realizado en 
AutoCAD con la ayuda de las herramientas que el programa incorpora. Sin 
embargo, para ello hay que dibujar previamente la parte del tubo en cada 
región y su trayectoria promedio, resultando de nuevo el proceso laborioso.  

Al contrario de como se hizo en la posición de alineamiento, en este caso la 
región que se extiende desde el polo del estator hacia el yugo no se ha consi-
derado como parte de este, sino del yugo.  

Los resultados para el polo del estator de la fase activa se muestran en la 
figura 4.9 y en la tabla 4.2, donde se incluyen: el coeficiente δL_PEi, expresado 
como el cociente, entre la longitud de la trayectoria promedio de cada tubo en 
la región del polo del estator l_PEi y la altura central del polo hC_PE; el coefi-
ciente δV_PEi, resultante de dividir el volumen del tubo en la región del polo 
del estator VPEi entre el volumen total del polo del estator VPE; y el coeficiente 
δS_PE_EHi, obtenido para cada tubo como el cociente entre su sección promedio 
equivalente en la región del polo del estator SPEi y su sección en la frontera del 
polo del estator con el vacío SPE_EHi. 
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Como se deduce del valor de δS_PE_EHi, la diferencia SPEi y SPE_EHi es muy 
alta, especialmente en los tubos 6 y 7, lo que invalida la primera de las apro-
ximaciones (SPEi ≈SPE_EHi). Sin embargo, el cociente entre ambas, δS_PE_EHi= 
SPEi/SPE_EHi, no difiere significativamente en motores de corte clásico como el 
SRM 8/6 y las dos versiones del SRM 24/18.  

En un intento de establecer un coeficiente de cálculo que posibilite estimar 
de forma aproximada el valor de SPEi en motores de corte clásico, a partir del 
conocimiento de la sección de la base inferior del polo del estator SPEBI, se ha 
evaluado el cociente entre SPEi y SPE, denominándolo δS_PEi. Nótese que la sec-
ción de las bases inferior y superior de un polo es ligeramente diferente y que 
δS_PEi=δV_PEi/δL_PEi. Desgraciadamente, los resultados incluidos en la tabla 4.2 
exhiben notables diferencias, no solo como cabía esperar entre el SRM 6/4 y 
los demás motores de corte clásico, sino también entre estos últimos. Otra de 
las relaciones analizadas ha sido la existente entre SPEi y o bien la sección de 
la base del polo del estator en los tubos 1, 2 y 3, o bien la suma de las secciones 
de la base y la arista del polo del estator en el tubo 4, o bien la sección de la 
arista del polo del estator en los tubos 5, 6 y 7, siendo de nuevo el resultado 
obtenido, no incluido en la tabla, distinto en todos los motores analizados. 

Así, dadas las menores diferencias del coeficiente δS_PE_EHi en los tres mo-
tores de corte clásico, en una fase inicial de tanteo al comienzo del diseño del 
motor donde solo se pretenden obtener resultados sin gran exactitud, cabría la 
posibilidad de generalizar y emplear el valor medio de δS_PE_EHi, indicado en la 
tabla 4.2 como Med. Cla., para estimar el valor de SPEi. Recuerde el lector que 
el cálculo de SPE_EHi fue descrito en (4.11), (4.12) y (4.13). 

 Evaluado el error del uso del valor medio de δS_PE_EHi en la estimación de 
SPEi, cabe concluir que a pesar de no ser bajo, este resulta muy inferior al 
procedente de asumir que SPEi es aproximadamente igual a SPE_EHi. Como ejem-
plo, en el SRM 8/6 la reducción del error en los tubos 1 a 7 resulta, respecti-
vamente entorno, al 178%, 135%, 52%, 1,8%, 170%, 291% y 1471%.  

Figura 4.9. Formas de los tubos de flujo en la región del polo del estator de la fase 
activa en los tres motores bajo estudio. En su despiece se incluye la trayectoria 
central para los tubos 1 a 7 numerados de izquierda a derecha (imágenes vectoriales).  

 

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4
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En cualquier caso, la propuesta anterior debería ser refrendada analizando 
un mayor número de motores de corte clásico, para lo cual habría que diseñar 
una herramienta ad hoc, no obvia, que redujese la gran carga de trabajo que 
requiere el procesado de la información resultante de la simulación mediante 
el FEM.  

En cuanto a la segunda de las aproximaciones, esta se evalúa posterior-
mente de forma específica para cada una de las tres regiones. 

Longitud de los tubos 1 a 7 en el polo del estator de la fase activa: 
La longitud de la trayectoria promedio de cada tubo en la región del polo 

del estator de la fase activa, lPEi, se determina como el producto del coeficiente 
δL_PEi  por la longitud de la arista del polo del estator, tal que: 

 1
1

_
_ y  2,..,7.

2 i i
L PE

PE PE PE L PE PEl h l h iδ δ= = =   (4.43) 

En la tabla 4.2 se pueden observar los valores del coeficiente δL_PEi propues-
tos en [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001] y los medidos mediante Au-
toCAD sobre la trayectoria promedio para cada uno de los cuatro motores 
analizados en FEMM. Las diferencias entre los cuatro motores no son elevadas, 
siendo bajo el error debido a las aproximaciones propuestas en [Vijayraghavan, 
2001] o [Krishnan, 2001] en los tubos 1 a 5 y levemente mayor en los tubos 6 
y 7, especialmente en el caso del SRM 6/4. 

Con el fin de evitar tener que medir la longitud del tubo en la región del 
polo se propone calcular el valor de δL_PEi  como sigue: 
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  (4.44) 

El análisis de los resultados revela una diferencia cuasi despreciable entre 
los procedentes de (4.44) y los indicados en la tabla 4.2,. siendo el error lige-
ramente más alto en el tubo 6 de los dos motores de corte clásico. 

4.3.3. Sección y longitud media del tubo 6 en el polo del 
estator contiguo al de la fase activa 

Dada la irregular geometría del tubo 6 en la región del polo del estator 
contiguo al de la fase activa, ha sido necesario procesar en AutoCAD los datos 
obtenidos previamente de la simulación por el FEM. Así, una vez determinados 
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el volumen del tubo y la longitud promedio de esa parte (figura 4.8), la sección 
promedio SPE’6 se ha obtenido como el cociente de ambos.   

Se propone expresar SPE’6 en función de un coeficiente δS_PE’6, tal que 
SPE’6=δS_PE’6SPEBI, siendo el valor expresado en tanto por cien de δS_PE’6  para 
el SRM 24/18, el SRM 8/6 y el SRM 6/4, respectivamente, igual al 63,19%, el 
71,90% y el 64,09 %.  

Considerando la no elevada diferencia de los valores obtenidos en tres mo-
tores ciertamente diferentes, caso de desconocer δS_PE’6 no resultaría infundado 
aproximarlo por el del valor promedio de dichos motores, siendo este el 66,4%. 

Tabla 4.2. Cociente entre la longitud, el volumen y la sección equivalente de cada 
tubo y su valor considerando el polo completo (δL_PEi , δV_PEi, δS_PEi) y entre la sección 
equivalente de cada tubo y la del mismo en la frontera del polo del estator con el 
vacío (δL_EH_PEi).  

    

Coef, SRM 1 2 y 2’ 3 y 3’ 4 y 4’ 5 y 5’ 6 y 6’ 7 y 7’ 

δL_PEi 

Vijay 1 1 1 1 29/32 5/8 1/4 

Krish 1 1 1 1 1 5/8 1/4 

24/18 (c) 100,0% 102,4% 102,4% 100,37% 87,90% 66,51% 51,41% 

24/18 (r) 100,0% 102,13% 103,9% 100,4% 86,43% 66,47% 54,67% 

8/6 100,0% 101,3% 104,0% 100,9% 91,34% 79,87% 72,24% 

6/4 100,0% 107,0% 107,0% 99,11% 94,02% 82,40% 71,63% 

δV_PEi 

24/18 (c) 13,08% 6,015% 7,614% 14,10% 6,937% 7,098% 1,693% 

24/18 (r) 13,15% 5,990% 7,669% 14,28% 8,769% 5,128% 1,589% 

8/6 6,508% 8,606% 9,543% 12,25% 5,335% 5,536% 5,481% 

6/4 49,09% 5,982% 4,365% 5,065% 0,973% 5,781% 3,289% 

δS_PE_EHi 

Vijay/Krish 1 1 1 1 1 1 1 

24/18 (c) 35,93% 39,93% 53,39% 75,73% 35,57% 19,28% 3,378% 

24/18 (r) 36,64% 40,22% 53,50% 77,50% 32,62% 16,92% 2,644% 

8/6 35,90% 38,82% 55,40% 67,27% 35,14% 25,05% 5,090% 

6/4 56,79% 82,58% 98,24% 52,67% 36,80% 25,06% 4,436% 

Med. Cla. 36,16% 39,66% 54,10% 73,50% 34,44% 20,42% 3,704% 

δS_PEi 

24/18 (c) 13,03% 5,849% 7,404% 14,00% 7,862% 10,63% 3,281% 

24/18 (r) 13,23% 5,900% 7,424% 14,30% 10,21% 7,762% 2,952% 

8/6 6,505% 8,494% 9,178% 12,14% 5,839% 6,929% 7,584% 

6/4 49,04% 5,586% 4,075% 5,105% 1,034% 7,008% 4,586% 

Med. Cla. 10,92% 6,75748% 8,002% 13,48% 7,970% 8,440% 4,606% 
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en cualquier caso, mucho más cercano al real que el 100% propuesto en 
[Vijayraghavan, 2001] o en [Krishnan, 2001]. 

La longitud del tubo 6 en la región del polo del estator de la fase no activa 
lPE’6 es igual a lPE6. Recuérdese que la trayectoria central del tubo 6 en el vacío 
es un arco delimitado por la arista del polo del estator de la fase activa y de 
polo de la fase inactiva y cuyo centro es el mismo que el del motor. 

4.3.4. Sección y longitud media de los tubos 2 a 5 en el 
polo del rotor 

El resultado de procesar mediante AutoCAD la información procedente de 
la simulación en FEMM de los tres motores en la región del polo del rotor se 
muestra en la figura 4.10. La zona sin sombrear del polo del rotor forma parte 
del tubo número 6. Siendo su contribución despreciable frente a la del vacío 
(ver figura 4.8).  

Las bases superior e inferior de cada tubo en esta región son, respectiva-
mente, las correspondientes a las fronteras que separan el polo del rotor por 
un lado con el vacío y por el otro con el yugo del rotor.  

Sección de los tubos 2 a 5 en la intersección con el yugo del rotor: 

 _ _ _  para =2,..,5.i iPR YR SB PR YR R ER PCHS r l iδ β=   (4.45) 

En una primera aproximación cabría calcular el coeficiente δSB_PR_YRi asu-
miendo que la ocupación de cada una de las bases inferiores de los tubos res-
pecto a su suma (igual a la base inferior del polo del rotor) coincide con la de 
las bases superiores respecto a su total. Esto es: 

 _
_ _ 5

_
2

.i
i

j

PR EH
SB PR YR

PR EH
j

S

S
δ

=


   (4.46) 

Por desgracia, tras la determinación de δSB_PR_YRi se observa que dicha pro-
porcionalidad no se mantiene, siendo su valor el indicado en la tabla 4.3 para 
los tres motores analizados.  

Figura 4.10. Formas de los tubos de flujo 2 a 5 (de izda. a dcha.) en la región del 
polo del rotor en los tres motores bajo estudio. En su despiece se incluye la trayec-
toria central (imágenes vectoriales).   

 

SRM 24/18 (r) SRM 8/6 SRM 6/4
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En el caso del SRM (c) al intersecar la arista del polo con el yugo a través 
de un arco circular, la base inferior del polo únicamente resulta semejante a la 
superior al final de la arista, siendo su tamaño mayor si como base inferior se 
considerase la ubicada entre los extremos de los arcos que intersecan con el 
yugo. Los resultados mostrados son los correspondientes al primero de los dos 
casos, los cuales al igual que para el SRM 6/8, y aunque en menor grado, 
difieren de los obtenidos para los dos motores con un corte más clásico, como 
son el SRM 8/6 y el SRM 24/18 (r). Motores donde las variaciones de δSB_PR_YRi 
son bajas y aproximables por su valor promedio, el cual se ha indicado en la 
tabla 4.3 como “Med. Cla.” y que bien habría de servir como referencia para 
otros motores de corte clásico. Téngase en cuenta que en un procedimiento de 
prueba y error aplicado al diseño inicial del motor no se suele trabajar con 
intersecciones curvas entre el polo y el yugo. 

 Longitud del tubo 2 en el polo del rotor: 
La longitud del tubo 2, lPR2, se puede aproximar por la de una recta que 

une los centros de sus bases. Para su cálculo se parte de un triángulo cuyos 
lados son aPR2, yPR2 y lPR2, siendo aPR2 la mitad de la cuerda de la base inferior 
del tubo, yPR2 la mitad de la longitud de la base superior y αPR2i el ángulo 
comprendido entre aPR2 y yPR2. Así: 
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Longitud del tubo 3 en el polo del rotor: 
En el cálculo de la longitud del tubo 3, lPR3, se tienen en cuenta las mismas 

consideraciones que en el tubo 2, siendo en este caso aPR3, yPR3 y lPR3 los lados 
del triángulo, tal que: 
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Longitud del tubo 4 en el polo del rotor: 
En el caso del tubo 4, lPR4 resulta muy similar a la longitud de un arco 

circular con una apertura angular igual a π/4 y cuya cuerda es la recta que 
une los centros de las bases del tubo. Esto es: 
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Longitud del tubo 5 en el polo del rotor: 
El tubo 5 presenta una geometría similar a dos rectas unidas por un arco 

elíptico, cuya longitud lPR5 se propone aproximar por la suma de los lados 
menores de un triángulo escaleno, siendo el lado mayor y a su vez la base del 
triángulo, la recta que une los centros de las bases del tubo. Así mismo, su-
puesto un rectángulo con dos lados paralelos a las aristas del polo del rotor y 
cuya diagonal es la base del triángulo, la altura del triángulo es la mitad de la 
longitud de la recta que une perpendicularmente la diagonal y el vértice supe-
rior derecho del rectángulo, de modo que: 
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  (4.50) 

En la tabla 4.3 se muestra el resultado de dividir lPRi entre hPR expresado 
como el coeficiente δL_PRi y cuyo valor en forma porcentual se ha obtenido o 
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bien de aplicar las expresiones anteriores o bien de la medición directa sobre 
los resultados alcanzados en FEMM, estando indicados, respectivamente, en 
la tabla como “Propu.” y “Medid.”. Se incluyen también los valores propuestos 
en [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001].  

A partir de la tabla 4.3 se puede concluir que los valores de lPRi calculados 
mediante las expresiones anteriores no difieren significativamente de los 

Tabla 4.3. Valores en los motores bajo estudio de los coeficientes δSB_PR_YRi, δL_PRi, 
δS_PRi y de la relación entre δS_PEi y δS_PRi. 

    

Coef. SRM Método 1 2 y 2’ 3 y 3’ 4 y 4’ 5 y 5’ 6 y 6’ 7 y 7’ 

δSB_PR_YRi 

24/18 (c) Medid. ----- 14,36% 37,50% 20,49% 11,45% ----- ----- 
24/18 (r) Medid. ----- 21,91% 26,92% 38,09% 13,08% ----- ----- 

8/6 Medid. ----- 23,64% 26,74% 40,47% 9,147% ----- ----- 
6/4 Medid. ----- 37,14% 33,39% 27,39% 2,077% ----- ----- 

 Med. Cla. Medid. ----- 19,97% 30,39% 33,02% 11,23% ----- ----- 

δL_PRi 

Vijay Propu. ----- 1/4 5/8 7/8 1 ----- ----- 
Krish Propu. ----- 1/4 3/4 7/8 1 ----- ----- 

24/18 (c) Medid. ----- 20,72% 58,90% 107,2% 145,9% ----- ----- 

24/18 (r) 
Propu. ----- 26,38% 68,50% 106,9% 137,3% ----- ----- 
Medid. ----- 25,12% 65,59% 104,7% 120,9% ----- ----- 

8/6 
Propu. ----- 26,32% 68,72% 111,2% 149,6% ----- ----- 
Medid. ----- 25,12% 67,22% 110,7% 146,1% ----- ----- 

6/4 
Propu. ----- 44,25% 125,3% 205,0% 260,4% ----- ----- 
Medid. ----- 41,55% 125,4% 210,0% 266,7% ----- ----- 

δS_PRi 

24/18 (c) Medid. ----- 21,22% 20,68% 36,23% 28,04% ----- ----- 

24/18 (r) 
Medid. ----- 23,72% 20,61% 36,34% 25,64% ----- ----- 
Propu. ----- 20,75% 28,10% 33,68% 30,49% ----- ----- 

8/6 
Medid. ----- 24,09% 20,04% 33,52% 22,99% ----- ----- 
Propu. ----- 22,29% 26,31% 33,17% 23,14% ----- ----- 

6/4 
Medid. ----- 20,01% 12,29% 17,87% 5,477% ----- ----- 
Propu. ----- 20,71% 22,40% 19,40% 12,09% ----- ----- 

_

_

i

i

S PE

S PR

δ
δ

 

Vijay/Krish Propu. ----- 1 1 1 1 ----- ----- 
24/18 (c) Medid. ----- 27,56% 35,80% 38,64% 28,04% ----- ----- 
24/18 (r) Medid. ----- 24,87% 36,02% 39,35% 39,82% ----- ----- 

8/6 Medid. ----- 35,26% 45,80% 36,22% 25,40% ----- ----- 
6/4 Medid. ----- 27,83% 33,08% 27,97% 18,85% ----- ----- 
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medidos en ambos motores de corte clásico. Las diferencias son más notables 
para los tubos 4 y 5 del SRM 6/4 (dada su inusual baja relación entre las 
longitudes de la altura y de la base del polo), pero, en cualquier caso, muy 
inferiores a las que resultan de los valores propuestos en las dos referencias 
anteriores.  

En el caso del SRM 24/18 (c) no se incluyen los resultados calculados, 
puesto que resultarían ser los mismos que para el caso del SRM 24/18 (r) al 
no distinguirse el tipo de intersección en las expresiones propuestas. En cuanto 
a los valores medidos, estos son los obtenidos considerando únicamente la lon-
gitud de la arista del polo.  

Sección del tubo 2 en el polo del rotor: 
Se propone determinarla como el cociente entre el volumen, el cual cabe 

aproximar por el de un prisma triangular, y la longitud promedio del tubo, tal 
que: 
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Sección de los tubos 3 y 4 en el polo del rotor: 
Se propone aproximarla por el valor promedio de la sección de sus bases 

superior e inferior 
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Sección del tubo 5 en el polo del rotor: 
Se propone aproximarla por el valor promedio entre la sección del tubo en 

el plano que define la recta que determina la altura del triángulo usado en el 
cálculo de la longitud del tubo y el de las bases superior e inferior de dicho 
tubo:  
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  (4.53) 

La sección media de los tubos en la región del polo del rotor obtenida de 
su medición en AutoCAD, se ha calculado dividiendo el volumen del tubo por 
su longitud media, siguiendo el mismo tedioso procedimiento que en la región 
del polo del estator. El resultado se indica en la tabla 4.3 mediante el coefi-
ciente δS_PRi, el cual se corresponde con el coeficiente entre la sección media del 
tubo y la de su base superior.  

En los dos motores de corte clásico (SRM 24/18 (r) y SRM 8/6) los valores 
calculados del coeficiente δS_PRi resultan próximos a los medidos, validando por 
tanto el uso de las expresiones propuestas, no siendo así para algunos tubos 
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del SRM 6/4. En cuanto al SRM 24/18 (c), el resultado es el esperado dado 
que en las mediciones en AutoCAD únicamente se ha considerado el tramo 
recto de la arista del polo. 

Conocidos los valores de δS_PEi y δS_PRi es posible evaluar la validez de la 
segunda de las aproximaciones, SPEi /SPE =δS_PEi ≈ δS_REGi =SREGi /SREG con 
REG=PR, en la región del polo del rotor. En caso de que ambos coeficientes 
resultasen similares, conocido el valor de SPEi sería posible calcular el valor de 
SPRi en los tubos 2 a 5. Sin embargo, tal como se deduce del resultado del 
cociente de ambos coeficientes mostrado en la tabla 4.3, esto no sucede. 

4.3.5. Sección y longitud media de los tubos 2 a 5 en el 
yugo del rotor 

La trayectoria media de cada tubo en la región del yugo del rotor se ha 
aproximado descomponiéndola en dos partes: una con geometría recta y orto-
gonal a la base inferior del tubo de la región con la que interseca (bien el 
entrehierro para el tubo 1, bien el polo del rotor para los tubos 2 a 5) y otra 
con geometría circular cuyos extremos quedan unidos a cada una de las dos 
rectas anteriores en los dos polos simétricos de la fase excitada. La longitud de 
la primera se ha denotado como lR_YRi, y la de la segunda como lC_YRi. 

En cuanto al cálculo de la sección de los tubos en esta región, se propone 
aproximar la correspondiente a la trayectoria recta, SR_YRi por el promedio de 
las bases de un prisma trapezoidal. En ella las bases superior e inferior coinci-
den, respectivamente, con la base inferior del tubo en la región del polo del 
rotor y la limitada por la proyección hacia el centro del motor de las aristas 
que partiendo de los vértices de la base superior intersecan en la trayectoria 
promedio con geometría circular del tubo en el yugo del rotor. 

Respecto a la sección de la trayectoria curva de cada tubo SC_YRi, caso de 
cumplirse la segunda de las aproximaciones (SPEi /SPE =δS_PEi ≈ δS_REGi =SREGi 

/SREG con REG=YR), su cálculo resultaría directo. Caso contrario, será nece-
saria su determinación, mediante la simulación en FEMM del motor y su pos-
terior análisis mediante AutoCAD, tal como se ha explicado para otras regio-
nes. En cualquier caso, se expresará como el producto del coeficiente δSC_YRi  

por la sección del yugo del rotor.  
Desafortunadamente tras determinar δSC_YRi  en los tres motores, cuyo valor 

junto con el cociente δS_PEi /δSC_YRi se incluyen en la tabla 4.4, se puede concluir 
que los resultados no son generalizables para el tubo 1, incluso en motores con 
proporciones clásicas. No obstante, esta desviación es mucho menor en el resto 
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de tubos posibilitando establecer un valor promedio de referencia (en la tabla 
Med. Clas.), aunque ciertamente impreciso, del coeficiente δSC_YRi.  

 De igual modo, para un mismo motor y tubo los coeficientes δSC_YRi  y δS_PEi 
no son aproximables, imposibilitando el uso de la segunda aproximación. 

En la figura 4.11 se muestra la forma de los tubos obtenida de la simulación 
por el FEM y su posterior procesado en AutoCAD, junto con la aproximación 
propuesta para la determinación de su reluctancia.  

Sección del tubo 1 en el yugo del rotor:  
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 Sección de los tubos 2 a 5 en el yugo del rotor, con i=2 a 5: 
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Longitud del tubo 1 en el yugo del rotor: 

 1 1 1 1_ _
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Tabla 4.4. Valores del coeficiente δSC_YRi en los motores bajo estudio. 
     

Coef. SRM Método 1 2 y 2’ 3 y 3’ 4 y 4’ 5 y 5’ 6 y 6’ 7 y 7’ 

δSC_YRi 

Vijay/Krish Propu. 1 1 1 1 1 ----- ----- 

24/18 (c) Medid. 12,74% 13,09% 16,23% 37,38% 20,55% ----- ----- 

24/18 (r) Medid. 13,85% 13,53% 16,50% 33,94% 22,18% ----- ----- 

8/6 Medid. 4,331% 13,85% 19,78% 46,28% 15,76% ----- ----- 

6/4 Medid. 43,16% 16,43% 14,48% 21,34% 4,588% ----- ----- 

Med. Cla. Medid. 10,31% 13,49% 17,50% 39,20% 19,50% ----- ----- 

_

_

i

i

S PE

SC YR

δ
δ

 

Vijay/Krish Propu. 100,0% 100,0% 100,0% 100,0% 100,0% ----- ----- 

24/18 (c) Medid. 102,2% 44,68% 45,62% 37,45% 38,26% ----- ----- 

24/18 (r) Medid. 95,52% 43,61% 44,99% 42,13% 46,03% ----- ----- 

8/6 Medid. 150,2% 61,33% 46,40% 26,23% 37,05% ----- ----- 

6/4 Medid. 113,6% 34,00% 28,14% 23,92% 22,54% ----- ----- 
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Longitud del tubo 2 en el yugo del rotor: 
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Longitud de los tubos 3 a 5 en el yugo del rotor con i=3,…,5: 
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   (4.58) 

Nótese como al estar el tubo compuesto por dos tramos con secciones y 
longitudes distintas, la densidad y la intensidad del campo también lo serán. 
Además, el flujo en el tramo recto será el mismo que en la región limítrofe y 
el doble que en el tramo circular. Lo cual, salvo que se desprecie el tramo recto, 
obliga a transformar (4.7) correspondiente al tubo 1 como sigue: 
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  (4.59) 

Y de igual modo (4.8) con i=2,...,5 para los tubos 2 a 5 en:  
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  (4.60) 

En [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001] solo se considera un tramo 
circular, a pesar de que en la representación gráfica también se incluye el tramo 
recto. Si se observan los resultados mostrados en la  figura 4.11, dicha aproxi-
mación resulta correcta para el tubo 1 en los tres motores. Es decir, al ser 
SR_YR1 mucho mayor que SC_YR1 y el flujo constante en el tubo, la densidad y 
la intensidad del campo en el tramo recto será mucho menor que en el tramo 
circular. Además, como lR_YR1 es menor que lC_YR1, la contribución a la fuerza 
magnetomotriz total del tramo recto del yugo del rotor, en el circuito magné-
tico equivalente del tubo 1, resultará despreciable frente a la del tramo circular 
en el algoritmo de cálculo. El análisis anterior y por tanto la aproximación es, 
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excepto en el SRM 8/6 para los tubos 2 y el 3, extensible al resto de tubos en 
los tres motores estudiados. 

No obstante, para el cálculo de la reluctancia de cada tubo en ambas refe-
rencias se considera la sección completa del yugo del rotor (wYR·lPCH), en 
[Krishnan, 2001] la longitud en la posición de alineamiento en cada tubo y en 
[Vijayraghavan, 2001] dicha longitud para el tubo 1 y 2/3 de esta para los 
tubos 2 a 5.  

La aproximación en sendas referencias de la sección es incorrecta, pues la 
alta dispersión de las líneas del campo magnético en el entrehierro obliga, 
debido a la dependencia de la permeabilidad del material con la densidad del 
campo, a considerar al menos 7 tubos de flujo con una sección obviamente 
inferior a la del yugo completo, de los que para poder resolver el problema 

Figura 4.11. Izquierda: Forma de los tubos de flujo en la región del yugo del rotor 
obtenida tras la simulación por el FEM y su procesado en AutoCAD. Derecha: apro-
ximaciones propuestas para la determinación de la reluctancia de los tubos.  
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derivan sus correspondientes circuitos magnéticos equivalentes, todos ellos en-
tre si independientes.  

 De nuevo, la intensidad del campo magnético en cada tubo se obtiene a 
partir del conocimiento de la densidad del campo y la característica B-H del 
material.  

4.3.6. Sección y longitud media de los tubos 1 a 7 en el 
yugo del estator 

Atendiendo a la geometría de la trayectoria promedio de los tubos en la 
región del polo del estator se ha decidido descomponer los tubos 1 a 5 en tres 
subregiones, dos idénticas y simétricas inter polo-yugo ubicadas cada una en 
un extremo y otra central localizada entre ambas. Cada una de las dos subre-
giones de los extremos queda delimitada, por un lado, por un polo activo y, 
por otro, por una recta que se extiende desde la intersección de ese polo con el 
yugo hasta alcanzar la circunferencia que delimita externamente al yugo. 

En cuanto a los tubos 6 y 7, estos se han dividido dada su geometría en 
dos subregiones. Una inter polo-yugo ubicada en un extremo, que limita con 
un polo activo del estator y la recta que se extiende desde la intersección entre 
dicho polo y el yugo hasta alcanzar el final del yugo, y otra subregión central 
contigua a esta, que en el otro extremo del tubo en esa región queda delimitada 
por una parte del arco interpolar del yugo del estator, localizado entre la citada 
intersección y el siguiente polo del estator de la fase no activa. Nótese la exis-
tencia de simetría de los tubos 6 y 7 en todos los polos activos de una fase. 

La forma de los tubos de flujo en ambas subregiones del yugo del estator 
se muestra para los tres motores bajo estudio en la figura 4.12. La subregión 
inter polo-yugo se representa a mayor escala, estando los tubos 1 y 1’ delimi-
tados por el eje de simetría del polo. 

Al valor promedio de la longitud y de la sección de cada tubo i en las 
subregiones inter polo-yugo se le ha denominado, respectivamente, lIPY_YEi y 
SIPY_YEi. Igualmente se ha denominado lC_YEi y SC_YEi al valor promedio de la 
longitud y de la sección de la subregión central.  

A la sección de la base de cada tubo i en el límite de la subregión inter 
polo-yugo con la base superior del polo activo se la ha dado en llamar SPE_YEi. 
Siendo SR_YEi la correspondiente a la otra base de cada tubo i en la recta 
limítrofe con la subregión central.  

Por desgracia, tal como se deduce de la figura 4.9, la sección de la base 
superior SPE_YEi de cada tubo i en el polo del estator difiere de la de su base 
inferior SPE_EHi, ya conocida. Ello obliga a determinar otros nuevos coeficientes 
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de ocupación δSB_PE_YEi para cada tubo i de cada motor bajo estudio.  Tal que 
SPE_YEi= δSB_PE_YEi SPE_YE.  

De igual modo, el análisis de las simulaciones realizadas mediante el FEM 
revela que las secciones SPE_YEi y SR_YEi de los tubos también son distintas. Por 
consiguiente, el valor de SR_YEi se establecerá en base a otro coeficiente de 
ocupación δSR_YEi, siendo SR_YEi=δSR_YEi SYEP. 

La distribución de los tubos en la subregión central del yugo tampoco re-
sulta uniforme. Solo los tubos 1 a 5 parten de un polo de la fase activa y 
alcanzan otro de la misma fase, lo cual origina su expansión conforme se avanza 
hacia el eje de simetría de esa subregión. De igual modo los tubos 3, 4 y 5 
tienden a curvarse y ensancharse hacia los polos del estator de las fases no 
activas, llegando incluso a invadirlos.  

En consecuencia, en una primera instancia SC_YEi se determinará para cada 
tubo i como el cociente entre su volumen y su longitud promedio en esa su-
bregión. Con el objeto de simplificar las expresiones finales, excepto en el 
tubo 6, la parte del tubo que profundiza en los polos de fase no activa se ha 
considerado parte de la subregión central del yugo del estator. 

Para generalizar los resultados procedentes del estudio de los tres motores, 
se han definido dos nuevos coeficientes δLC_YEi y δSC_YEi. El primero de ellos es 
el cociente entre lC_YEi y la diferencia de lYEP y βE rIE y el segundo es el cociente 

Figura 4.12. Despiece de los tubos de flujo en la subregión central del yugo del 
estator (imágenes vectoriales) y detalle de estos en la subregión inter polo-yugo. 
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entre SC_YEi y SYEP. Con el fin de reducir el peso computacional y dada su 
semejanza, en la determinación de δLC_YEi se ha utilizado la longitud de la base 
del polo del estator, βE rIE, en lugar de la del arco limitado entre las dos rectas 
que se extienden desde las aristas del polo y con radio igual al radio promedio 
del yugo del estator, 2(rEE-ωYE/2)arcsen(rIE sen(βE/2)/(rEE-ωYE/2)). 

El valor de los coeficientes δSB_PE_YEi, δR_YEi, δLC_YEi y δSC_YEi se ha obtenido 
mediante los programas FEMM y AutoCAD siguiendo el procedimiento 

Tabla 4.5. Valores en los motores bajo estudio de los coeficientes δSB_PE_YEi, δR_YEi, 
δLC_YEi, δSC_YEi y relación δS_PEi/δSC_YEi. 

     

Coef. SRM Método 1 2 y 2’ 3 y 3’ 4 y 4’ 5 y 5’ 6 y 6’ 7 y 7’ 

δSB_PE_YEi 

24/18 (r) Medid. 13,21% 5,932% 7,830% 14,00% 8,875% 5,059% 1,693% 

8/6 Medid. 8,419% 9,087% 10,25% 11,65% 5,152% 4,741% 4,917% 

6/4 Medid. 58,14% 5,420% 3,713% 3,789% 0,656% 4,203% 2,760% 

Med. Cla. Medid. 10,81% 7,510% 9,040% 12,83% 7,014% 4,900% 3,306% 

δSR_YEi 

24/18 (r) Medid. 15,84% 13,71% 16,97% 27,57% 15,19% 8,333% 2,377% 

8/6 Medid. 14,90% 24,76% 20,46% 18,86% 8,512% 6,213% 6,298% 

6/4 Medid. 63,50% 10,03% 6,530% 6,383% 1,571% 6,853% 5,126% 

Med. Cla. Medid. 15,37% 19,24% 18,72% 23,22% 11,85% 7,273% 4,338% 

δLC_YEi 

Vijay/Krish Propu. 1 1 1 1 1 1 1 

24/18 (r) 
Medid. 102,8% 101,9% 101,3% 100,0% 112,3% 18,19% 15,09% 

Propu. 102,8% 101,8% 100,8% 99,33% 97,94% 17,31% 15,09% 

8/6 
Medid. 106,5% 102,9% 98,73% 98,43% 98,98% 19,53% 18,25% 

Propu. 106,1% 103,2% 100,1% 97,19% 95,27% 19,08% 18,26% 

6/4 
Medid. 103,9% 98,73% 97,17% 97,38% 101,5% 25,42% 20,29% 

Propu. 103,1% 96,86% 95,45% 94,35% 93.68% 24.64% 20.34% 

δSC_YEi 

Vijay/Krish Propu. 1 1 1 1 1 1 1 

24/18 (r) Medid. 13,08% 12,50% 16,54% 32,93% 38,51% 14,28% 3,520% 

8/6 Medid. 9,245% 18,86% 22,55% 29,79% 19,04% 13,40% 6,681% 

6/4 Medid. 54,29% 13,98% 10,93% 16,01% 4,592% 13,90% 5,910% 

Med. Cla. Medid. 11,16% 15,68% 19,55% 31,36% 28,85% 13,84% 5,101% 

_

_

i

i

S PE

SC YE

δ
δ

 

Vijay/Krish Propu. 1 1 1 1 1 1 1 

24/18 (r) Medid. 101,2% 47,20% 44,89% 43,43% 26,51% 54,36% 83,86% 

8/6 Medid. 70,36% 45,04% 40,70% 40,75% 30,67% 51,71% 113,5% 

6/4 Medid. 90.33% 39,96% 37,28% 31,89% 22,52% 50,42% 77,60% 
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descrito para otras regiones. El resultado se muestra en la tabla 4.5 para los 
tres motores bajo estudio. 

En caso de cumplirse la segunda de las aproximaciones (SPEi /SPE =δS_PEi ≈ 
δS_REGi =SREGi /SREG con REG=C_YE), no resultaría necesaria la determina-
ción de δSC_YEi, siendo directo el cálculo de SC_YEi. Desafortunadamente tal 
como se deduce del cociente entre δS_PEi y δSC_YEi mostrado en la tabla 4.5 esto 
no sucede.  

Sección del tubo 1 en la subregión inter polo-yugo del yugo del estator: 
A tenor de la distribución de la densidad del campo magnético en la subre-

gión inter polo-yugo del yugo del estator, el tubo 1 se ha dividido en dos partes 
iguales y simétricas respecto al eje central del motor, tal que: 
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  (4.61) 

Nótese que en la expresión anterior se considera únicamente ½ de δSB_PE_YEi 
como consecuencia de la división en dos partes del tubo 1 cuando este pasa del 
polo del estator al yugo. 

Sección de los tubos i=2 a 7 en la subregión inter polo-yugo del yugo del 
estator: 

 _ _ _ _
_ .

2
i i

i

SB PE YE PE YE SR YE YE
IPY YE

S SS δ δ+=   (4.62) 

Sección de los tubos i=2 a 7 en la subregión central del yugo del estator: 
 _ _ .i iC YE SC YE YES Sδ=   (4.63) 

Longitud de los tubos i=1 a 7 en la subregión inter polo-yugo del yugo del 
estator: 

Se han probado múltiples combinaciones conjugando la suma o bien de 
trayectorias rectas o bien de trayectorias rectas y curvilíneas en los tres moto-
res. Las trayectorias elipsoidales han resultado las más adecuadas por su redu-
cido coste computacional.  

 Así, la longitud promedio de cada tubo en esta subregión se ha aproximado 
por un cuarto de elipse, cuyo semieje b (ver figura 3.12) se sitúa en la dirección 
de la arista del polo, su centro en la intersección de esta con el yugo y su 
semieje a en la dirección de la recta que une sendas intersecciones del polo de 
la fase activa con el yugo.  
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La longitud de los semiejes ai y bi en los tubos i=1,7 resulta: 
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  (4.64) 

siendo la longitud promedio de los tubos i=1 a 7 en la subregión inter polo-
yugo lIPY_YEi: 

 ( ) ( ) ( )_ 3 3 3 .
4iIPY YE i i i i i il a b a b a bπ  ≅ + − + +  

  (4.65) 

Como curiosidad, tras procesar con la herramienta de ajuste de curvas que 
ofrece Matlab las coordenadas extraídas en AutoCAD de las polilíneas que 
limitan los tubos en esta subregión, cabe concluir que una función gaussiana 
de primer orden posibilita un correcto ajuste de estas trayectorias. No obs-
tante, en algunos casos, como por ejemplo en el tubo 1 del SRM 8/6, ha resul-
tado necesario elevar el orden de la función hasta un tercer grado (9 paráme-
tros). 

Longitud de la subregión central de los tubos i=1 a 7 en el yugo del estator 
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  (4.66) 

Con el fin de evitar el cálculo del coeficiente δLC_YEi, se propone calcular la 
longitud de los tubos en la subregión central del yugo del estator como sigue: 

Radio aproximado del tubo 1 en la subregión central del yugo del estator  

 1
1

_
_ _ - .

2
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  (4.67) 

Radio aproximado de los tubos i=2 a 7 en la subregión central del yugo del 
estator  
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Longitud aproximada de los tubos i=1 a 5 en la subregión central del yugo 
del estator 
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  (4.69) 

Longitud aproximada del tubo 6 en la subregión central del yugo del estator 
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  (4.70) 

Longitud aproximada del tubo 7 en la subregión central del yugo del estator 
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  (4.71) 

Los resultados procedentes de las aproximaciones anteriores se indican 
como Propu. en la tabla 4.5. Como se puede observar, estos presentan una 
muy leve desviación respecto a los valores medidos. Encontrándose el error 
más significativo en el tubo 5, como consecuencia de la inclusión de los valores 
medidos de la región afectada en los polos no activos.  

Aún más, tal como se deduce del valor de δLC_YEi procedente de las medidas, 
el radio aproximado de los tubos rC_YE_APRi cabría aproximarse en segunda ins-
tancia por el radio promedio del yugo del estator (rEE-ωYE/2).  

De igual modo, si no se dispusiese del valor de los coeficientes δSB_PE_YEi, 
δR_YEi, y δSC_YEi, en motores de corte clásico cabría utilizar el valor indicado en 
la tabla 4.5 como Med. Clas (valor promedio del SRM 24/18 y del SRM 8/6). 
Si bien en este caso la aproximación sería un tanto impropia.  

Por el hecho de asumir dos subregiones en el yugo del estator las expresio-
nes  (4.59), (4.60), (4.9) y (4.10) que definen, respectivamente, el tubo 1, los 
tubos 2 a 5 (i=2,…, 5), el tubo 6 y el tubo 7 se transforman a su vez, respecti-
vamente, en las expresiones indicadas a continuación (4.72), (4.73), (4.74) y 
(4.75): 
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Tubos 2 a 5 (i=2,…,5)  

 
11

_ _

_ _

0

_ _

_ _

_ _

_ _

2

2

i i i i
i i

i B S iPE PEi i
PEi

PRi

i i

B S B S iPE PE PE PEi i i

IPY YE C YEi i

i i

B S B Si iPE PE PEi PEi i i

R YR C YRi i

PE PE EH PR
EP F PE PE

EH PR
B B B

S

IPY YE C YE

IPY YE C YE
B B

S S

R YR C YR

R YR C YR
B B

S S

B l l lN i B S
S S

l l
S S

l l
S S

μμ μ

μ μ

μ μ

= =

= =

= =




= + +



+ +




+ +



.


  (4.73) 
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Tubo 7  
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  (4.75) 

Una vez propuestas tanto las expresiones que permiten determinar la sec-
ción y la longitud de los tubos en cada una de las regiones, como aquellas que 
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posibilitan la determinación del flujo en base a un modelo circuital equivalente, 
tan solo resta estudiar el modo de obtener los coeficientes ζD6  y ζD7. 

4.3.7. Cálculo de los coeficientes de dispersión ζD6  y ζD7  

El valor de los coeficientes de dispersión ζD6  y ζD7 depende del recorrido de 
la trayectoria central de sendos tubos en la región de cobre. Evidentemente el 
número de polos del estator determina la distancia angular entre dos polos 
contiguos y, por tanto, la longitud de la trayectoria central de sendos tubos. 
Sin embargo, es la forma que esta adopta a través de la región de cobre la que 
determina el valor de los coeficientes ζD6  y ζD7.  

Si se observa la figura 4.2 la forma de la trayectoria central equipotencial 
de A en dichos tubos es muy similar en los tres motores bajo estudio, a pesar 
de la notable diferencia entre el número de polos en el SRM 24/18 y los otros 
dos motores. No obstante, la forma de su recorrido en la región de cobre difiere.  

Además, y lo que es más importante, el recorrido de la trayectoria central 
equipotencial de A no debe confundirse con el de la trayectoria geométrica-
mente promedio empleada en el cálculo de la reluctancia equivalente del tubo 
en cada región (ver la figura 4.2 y la figura 4.13), y por ende en el de los 
coeficientes ζD6  y ζD7. 

Con el fin de conocer la forma del recorrido de esta trayectoria se han 
simulado además de los tres motores bajo estudio, otros tres motores iguales 
conservando todas sus características excepto el área de la región de cobre ωC, 
la cual se ha incrementado hasta su máximo valor permisible con ωC = ωCMAX.  

El resultado de procesar en AutoCAD la información procedente de las seis 
simulaciones en FEMM se muestra en la figura 4.13. Como se puede observar, 
la forma a través del cobre de la trayectoria geométricamente promedio (cen-
tral) resulta en los tubos 6 y 7 claramente dependiente del número de polos, y 
en mucho menor grado de la anchura de la región de cobre.  

Se han probado diversas funciones geométricas conocidas como la circunfe-
rencia, la elipse o la parábola considerando diferentes centros, así como com-
binaciones o bien de estas con líneas rectas o bien de solo líneas rectas, con el 
objeto de poder determinar el área de la región de cobre abarcada por la tra-
yectoria central del tubo 7 en este tipo de motores. En motores con elevado 
número de polos como el SRM 18/24, el mejor resultado con un bajo coste 
computacional se ha obtenido aproximando el área de la región de cobre abar-
cada, por la de un cuarto de elipse con centro en la esquina superior izquierda 
de la región de cobre, eje horizontal a igual a ωC y eje vertical b igual a 
0,5⋅(hpe⋅δSA_PE_EH7)-u, siendo u la diferencia sobre el eje y entre la intersección 
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de la arista del polo con el yugo y la parte superior de la región de cobre (figura 
4.3), cuyo valor aproximado se calcula como se indica en (3.42).  

En motores con un bajo número de polos como el SRM 8/6 y el SRM 6/4 
la curvatura de la trayectoria central en la región de cobre es mucho menor, 
lo cual posibilita aproximar el área de cobre abarcada por la de un rectángulo 
de altura 0,5⋅(hPE ⋅δSA_PE_EH7)-u y base ωC.  

Visto lo anterior, se propone calcular el valor de ζD7 como sigue: 
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En cuanto al coeficiente ζD6, la situación es justo la opuesta. En motores 
con elevado número de polos como el SRM 24/18 la trayectoria central del 

Figura 4.13. Representación de la trayectoria central de los tubos de flujo 6 y 7 en 
los tres motores. Parte superior: (a) ωC<ωCMAX. Parte inferior: (b) ωC=ωCMAX 
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tubo 6 en la región de cobre se puede aproximar por una línea recta, mientras 
que en motores como el SRM 8/6 y el SRM 6/4 con un menor número de 
polos, esta tiende a curvarse conforme ωC tiende a ωCMAX.  

Solamente en el caso poco probable de que la altura del carrete hC resulte 
inferior a hPE⋅(δSA_PE_EH7+0,5⋅δSA_PE_EH6 )-u, la línea central del tubo 6 abarcará 
toda la región de cobre. Sin embargo, si como es habitual hC resulta superior 
y además el número de polos es alto, el área de cobre abarcada por la trayec-
toria central puede aproximarse por la de un rectángulo de altura 
hPE⋅(δSA_PE_EH7+0,5⋅δSA_PE_EH6 )-u y base ωC. Mientras que si la diferencia entre 
hC y hPE⋅(δSA_PE_EH7+δSA_PE_EH6 )-u es negativa, la altura del triángulo será hC-
hPE⋅(δSA_PE_EH7+0,5⋅δSA_PE_EH6)-u, y si no 0,5⋅hPE⋅δSA_PE_EH6. 

Así, el valor de ζD6 se calculará como se indica a continuación:  
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El resultado de evaluar las aproximaciones propuestas en (4.76) y siguien-
tes para los 6 motores mostrados en la figura 4.13 se muestra en la tabla 4.6. 
El error en la estimación de sendos coeficientes es ciertamente bajo, habiéndose 
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obtenido el peor resultado para ζD7 en el SRM 6/4 como consecuencia de la 
leve curvatura de la línea central del tubo 7 en la región de cobre.  

De los mismos resultados se deduce como en motores con un elevado nú-
mero de polos como el SRM 18/24 sendos coeficientes resultan prácticamente 
independientes del tamaño de la región de cobre (el incremento del cobre de 
un motor a otro es cercano al 68%).  

En cuanto al valor de los coeficientes, solo cabe su generalización para 
motores que ocupan el máximo espacio permisible de cobre con ωC igual a 
ωCMAX, en cuyo caso ζD6 varía aproximadamente entre un 68% y un 87% y ζD7 

entre un 19% y un 40%, siendo el valor de ambos coeficientes inversamente 
proporcional al número de polos del estator NPE, pero de forma no lineal. De 
hecho, una función del tipo D=a𝑁௉ா௕ +c ajusta con gran precisión los pocos 
puntos de los que se dispone con a=1,335, b=-0,6846 y c=0,4784 para ζD6 y 
con a=35,79, b=-2,857 y c=0,1859 para ζD7.   

Tanto en [Krishnan, 2001] como en [Vijayraghavan, 2001] no se indica cómo 
calcular el valor de sendos coeficientes, si bien, en ambos se propone considerar 
ζD6=3/4, siendo las dimensiones del estator y del rotor del SRM 8/6 analizado 
en [Krishnan, 2001] y en esta tesis iguales, y muy similares a las del SRM 8/6 
estudiado en [Vijayraghavan, 2001] (rEE=97 mm, rIE=50,5 mm, ωYE=19,2 mm, 
βE=22 deg, rER=49,5 mm, rIR=14 mm, ωYR=12 mm, βR=23 deg, lPCH=180 mm, 
NEP=86).  

En [Vijayraghavan, 2001] se aporta además el valor de la altura y la an-
chura de la región de cobre (hC=25,2 mm ωC=8.33 mm), siendo la primera de 
ellas próxima a la del SRM 8/6 (a) mostrado en la figura 4.13 (hC=25 mm, 
ωC=5 mm), por lo que a priori cabe pensar que ζD6 podría ser similar en ambos 
motores. Sin embargo, al ser la relación hC/hPE del SRM 8/6 estudiado en 
[Vijayraghavan, 2001] un tanto superior a la del SRM 8/6 (a) (0,9065 vs. 

Tabla 4.6. Área de cobre exacta y estimada que abarcan las líneas centrales de los 
tubos 6 y 7, error relativo debido a la estimación y valor de los coeficientes ζD6 y ζD7 
en los motores mostrados en la figura 4.13. 

     

SRM 
Área cobre 
total (mm2) 

ζD6  
Exacto 

ζD6 
Estimado 

Error 
ζD6 

ζD7  
Exacto 

ζD7  
Estimado 

Error  
ζD7 

24/18 (a) 175 0,6952 0,6985 1,94% 0,1722 0,1728 0,36% 
24/18 (b) 293,1647 0,6340 0,6330 0,15% 0,1869 0,1872 0,17% 
8/6 (a) 125,0000 0,9673 0,9628 0,47% 0,3945 0,4052 2,72% 
8/6 (b) 388,3535 0,7901 0,8072 2,16% 0,2794 0,2826 1,12% 
6/4 (a) 180 0,8727 0,8663 0,73% 0,3078 0,2879 6,46% 
6/4 (b) 194,9744 0,8708 0,8679 0,33% 0,4209 0,4016 4,59% 
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0,7588) esto no sucede. Por el contrario, el valor de ζD6 propuesto 
[Vijayraghavan, 2001] si resulta próximo al indicado en la tabla 4.6 para el 
motor el SRM 8/6 (b), al serlo también la relación hC/hPE (0,9065 vs. 0,9122). 

Respecto al valor del coeficiente ζD7 propuesto en sendos trabajos, tanto en 
[Krishnan, 2001] como en [Vijayraghavan, 2001] este se fija en ½. Si bien en 
[Krishnan, 2001] primero se expresa su valor textualmente como ½ y poco 
después al deducirlo de la expresión 2.131 que aparece en dicha publicación 
ζD7 debería ser igual a 1, lo cual es probablemente una errata. En cualquier 
caso, el valor de ζD7 igual a ½ resulta un tanto alejado del obtenido para sendos 
SRM 8/6 representados en la figura 4.13, y a priori incoherente con el valor 
propuesto por sendos autores de δSA_PE_EH7 igual a ½.  En base al cual ζD7 
debería estar en torno a un valor algo superior a ¼ tal como se indica para el 
SRM 8/6 (b) en la tabla 4.6.  

4.3.8. Análisis de la densidad del campo en el polo del 
estator   

Tal como se indica en (4.4) el flujo concatenado total λT se obtiene como 
una suma ponderada del flujo concatenado en cada tubo λi. A su vez, el flujo 
concatenado en un tubo se determina como el producto del número de espiras 
abarcadas por el flujo φi, siendo φi igual al producto de la sección media con-
siderada en una región del tubo por la densidad media del campo en la misma 
(se asume que B y S tienen la misma dirección y sentido). Dicha densidad se 
calcula mediante un algoritmo como el de la figura 3.4 dedicado a cada tubo.  

Así, en el algoritmo de cálculo es necesario introducir el valor medio de la 
sección y de la longitud de cada región del tubo procedente de las expresiones 
anteriormente descritas, el valor de la corriente de fase, el número de espiras 
que abarca la trayectoria central del tubo para calcular la fmm y una de las 
cuatro expresiones (4.72), (4.73), (4.74) y (4.75) que rija el comportamiento 
del tubo.  

La incógnita a determinar por el algoritmo es el valor medio del módulo de 
la densidad del campo en el polo del estator de cada i tubo BPEi. Obteniéndose 
a partir de este el valor medio del módulo de la densidad del campo en el resto 
de las regiones en que se descompone dicho tubo. 

Obtener mediante este procedimiento de cálculo un resultado igual al de 
un programa de simulación en 2D basado en el FEM es prácticamente impo-
sible, pues son muchos los parámetros a calcular (36 secciones medias, 36 lon-
gitudes medias, 2 coeficientes de dispersión, etc.) y, por tanto, las posibles 
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fuentes de error. En cualquier caso, cuanto menor sea el error en la estimación 
de BPEi y SPEi en cada tubo menor lo será en la del flujo concatenado total.  

En [Vijayraghavan, 2001] y en [Krishnan, 2001] únicamente aportan el re-
sultado del cálculo de la inductancia al origen. Sin embargo, para verificar la 
validez del método basado en tubos de flujo, también al menos se debería 
aportar el valor de la densidad del campo obtenido en el polo del estator para 
cada tubo. 

En dichas referencias el valor del flujo en cada tubo se obtiene considerando 
la sección del polo del estator justo en su frontera con el vacío SPE_EHi (siendo 
los valores de δSA_PE_EHi y δSA_PE_EHi los indicados en la tabla 4.1). Por tanto, la 
densidad del campo obtenida en el polo del estator no se corresponde con el 
valor promedio BPEi obtenido para la sección promedio equivalente SPEi, sino 
con el del punto central de la región del polo del estator de cada tubo inme-
diatamente después de atravesar su frontera con el vacío BPE_EHi.   

En la tabla 4.7 se muestra para cada uno de los tres motores bajo estudio 
el valor de BPE_EHi obtenido: i) mediante el algoritmo considerando tanto los 
valores de ζD6 y ζD7 como las indicaciones propuestas en [Krishnan, 2001] para 
el cálculo de la sección y la longitud de las regiones que atraviesan los tubos; 
ii) del análisis por el FEM (a 0,01 mm de la frontera con el vacío).  

El cálculo de βPE_EHi según [Vijayraghavan, 2001] es semejante al obtenido 
siguiendo las indicaciones de [Krishnan, 2001] (hay una muy leve variación en 
el cuarto decimal del tubo 5), es por ello que ambos resultados se han agrupado 
en la tabla 4.7 denotados como “Kris/Vija”. 

 En la tabla 4.7 se indica además para cada tubo y motor ensayado el valor 
del factor corrector βPE_EHi que debería aplicarse al valor de BPE_EHi obtenido 
según [Vijayraghavan, 2001] o [Krishnan, 2001], BPE_EH_KVi, para que este re-
sulte igual al determinado mediante el FEM, BPE_EH_FEMi , tal que: 
 ( )_ _ _ _ _1 .i i iPE EH FEM PE EH KV PE EHB B β= +   (4.82) 

La diferencia entre BPE_EH_KVi  y BPE_EH_FEMi es extraordinariamente alta en 
los tubos 6 y 7, estando está motivada principalmente por el modo de deter-
minar SPEi en [Vijayraghavan, 2001] o [Krishnan, 2001]. Es decir, al considerar 
en sendos trabajos que la sección del tubo justo a ambos lados de la arista del 
polo es la misma, siendo el flujo en el tubo constante, el campo también debería 
serlo. Pero lo cierto es que cuando las líneas de campo atraviesan la arista del 
polo del polo del estator y pasan del vacío al polo, solo la componente normal 
de B (dirección x) se conserva. Por el contrario, la componente tangencial 
(dirección y) aumenta significativamente y por tanto el módulo de B en el 
polo del estator BPE.  
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Tabla 4.7. Valores de la densidad del campo magnético en el polo del estator en los 
tres motores bajo estudio (24/18 y 6/4 iF=10 A, 8/6 iF=20 A) obtenidos  aplicando 
la indicaciones propuestas en [Vijayraghavan, 2001] y [Krishnan, 2001], esta tesis y 
mediante el FEM. Valores de βPE_EHi, βPE_AVGi y βPE_UNIi y δS_PE_UNIi. 

     

 SRM Método 1 2 y 2’ 3 y 3’ 4 y 4’ 5 y 5’ 6 y 6’ 7 y 7’ 

BPE_EHi  

24/18(r) 
FEM 0,1626 0,3271 0,5896 0,6389 0,4874 0,5391 0,6073 

Kris/Vija 0,1076 0,0968 0,1361 0,3869 0,1447 0,0199 0,0854 
 βPE_EHi  51,16% 237,9% 333,2% 65,14% 236,8% 2609% 611,1% 

8/6 
FEM 0,1427 0,2379 0,5264 0,5952 0,4767 0,5173 0,5849 

Kris/Vija 0,1466 0,0946 0,1205 0,3302 0,2891 0,0262 0,0749 
 βPE_EHi  -2,65% 151,5% 336,8% 80,25% 64,90% 1874% 680,9% 

6/4 
FEM 0,2238 0,3333 0,6770 0,8351 0,6104 0,5816 0,6325 

Kris/Vija 0,3205 0,0881 0,0722 0,2727 0,5520 0,0359 0,1079 
 βPE_EHi  -30,17% 278,4% 837,6% 206,2% 10,57% 1520% 486,1% 

BPEi   

24/18(r) 

FEM 0,4983 0,5135 0,5135 0,5472 0,5754 0,6297 0,6335 

Pro_Avg 0,7334 0,7117 0,5171 0,4283 0,6340 0,9192 1,0800 
βPE_AVGi  -32,06% -27,85% -0,70% 27,76% -9,24% -31,49% -41,34% 

8/6 

FEM 0,4301 0,4092 0,4688 0,5012 0,5465 0,5741 0,6303 

Pro_Avg 0,6804 0,5179 0,4050 0,4270 0,4966 1,2039 0,8647 
βPE_AVGi  -36,79% -20,99% 15,75% 17,38% 10,05% -52,31% -27,11% 

6/4 

FEM 0,4513 0,5668 0,6422 0,6299 0,6196 0,6631 0,6503 

Pro_Avg 0,4952 0,6243 0,5218 0,5457 0,9546 1,1903 0,9768 
βPE_AVGi  -8,865% -9,210% 23,07% 15,43% -35,09% -44,29% -33,43% 

BPE_UNIi 

24/18(r) 
FEM 0,5803 0,5806 0,5811 0,5836 0,5870 0,5914 0,5934 

Pro_Uni ----- ----- ----- 0,4804 ----- ----- ----- 
βPE_UNIi  20,80% 20,86% 20,96% 21,48% 22,19% 23,11% 23,52% 

8/6 
FEM 0,5273 0,5279 0,5307 0,5367 0,5438 0,5500 0,5584 

Pro_Uni ----- ----- ----- 0,4624 ----- ----- ----- 
βPE_UNIi  14,04% 14,17% 14,77% 16,07% 17,60% 18,95% 20,76% 

6/4 
FEM 0,5349 0,5566 0,5655 0,5741 0,5810 0,5887 0,5986 

Pro_Uni ----- ----- ----- 0,5165 ----- ----- ----- 
βPE_UNIi  3,562% 7,764% 9,487% 11,15% 12,49% 13.98% 15,90% 

δS_PE_UNIi 
24/18(r) Pro_Uni 10,18% 4,866% 6,519% 12,74% 9,787% 7,785% 3,199% 

8/6 Pro_Uni 4,584% 6,712% 7,594% 11,24% 5,804% 7,044% 9,309% 
6/4 Pro_Uni 41.54% 5,592% 4,276% 5,433% 1,030% 7,366% 5,532% 
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Así por ejemplo en el centro del tubo 7 del SRM 8/6 el valor de la compo-
nente x de B a 0,01 mm de la artista en el interior del polo es igual a 0,0224138 
T y el de la componente y -0.585132 T, mientras que, a la misma distancia de 
la arista, pero en el vacío, la componente x es igual a 0,0224142 T y la compo-
nente y a -0.00191255 T.  Así, el valor que realmente se obtendría es el de la 
componente normal de B, siendo esta en los tubos 6 y 7 mucho menor que el 
de la componente tangencial y por tanto que el del módulo de B. A lo cual no 
se hace mención en sendos trabajos donde únicamente se nombra BPE, enten-
dido como módulo, obviando alusión alguna a las componentes x e y de B, al 
asumir que las líneas de campo siempre atraviesan el material de forma per-
pendicular.  

Sin embargo, al cambiar de medio estas cambian de dirección siendo el 
ejemplo de cálculo más complejo el del tubo 4, en el cual las lineas de campo 
atraviesan parte de la base inferior y de la cara lateral del polo del estator. 
Así, caso de no operar o bien con valores promedio asumiendo que los vectores 
BPE y SPE tienen la misma dirección o bien con un corte transversal a una 
altura del polo donde para los 7 tubos la dirección de BPE y SPE es 
prácticamete la misma, la determinación del ángulo entre BPE y SPE para el 
cálculo del flujo es ciertamente complejo.  

Aún más, la teoría de circuitos magnéticos se basa en la ley de Hopkinson, 
en la cual se requiere del conocimiento del valor medio de la longitud lREG y 
del módulo de la intensidad del campo HREG en cada región (o en su defecto 
de la permeabilidad). El valor de HREG, se calcula a partir de la relación B-H 
del material y del valor medio de la densidad del campo en esa región BREG. 
Lo cual obliga a determinar el valor de la sección promedio de esa región SREG 
independientemente de si el flujo se calculó considerando valores promedio o 
valores particulares del campo y la sección en el polo del estator, siendo BREG 
igual al cociente entre el flujo en el tubo y SREG. 

En la misma tabla se muestra, para los tres motores bajo estudio, el valor 
medio del módulo de la densidad del campo magnético a lo largo de la trayec-
toria central de cada tubo calculado mediante el FEM BPE_FEM_AVG (práctica-
mente similar al de la componente y de B). Este se ha determinado prome-
diando el obtenido en FEMM para un conjunto de puntos que la definen y 
cuya representación en función de y se muestra en la figura 4.14. Las coorde-
nadas x, y de estos puntos se han obtenido procesando en AutoCAD la infor-
mación procedente de la simulación completa del motor. Se incluye también 
denotado como Pro_Avg el valor medio del módulo de la densidad del campo 
magnético BPE_PRO_AVG determinado en cada tubo tras evaluar las indicaciones 
propuestas en esta tesis.  
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Tal como se mostró en la figura 4.5 la densidad del campo en el polo del 
estator exhibe una variación cuadrática cuyo centro de simetría coincide con 
el del polo. Así, tomando y como parámetro, la variación de la densidad del 
campo en cada tubo se puede aproximar por la tangente a la curva en el valor 

Figura 4.14. Izqda.: módulo de B en la trayectoria central de cada tubo en polo del 
estator. La línea azul de trazos y puntos indica el 50% de la altura del polo del 
estator y la línea roja de puntos es el porcentaje de la altura del polo para el cual la 
densidad del campo resulta más uniforme. Dcha.: representación gráfica de los fac-
tores correctores βPE_EHi, βPE_AVGi y βPE_UNIi. Todo ello en los tres motores bajo estu-
dio (24/18 y 6/4 iF=10 A, 8/6 iF=20 A). 
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central x del tubo, excepto para el tubo 1 en el cual resulta cuadrática. Así, el 
valor promedio de la densidad del campo en los tubos 2 a 7 es prácticamente 
igual al central, mientras que para el tubo 1 este se encontrará para un valor 
de x entorno ¼ de su anchura. No obstante, tomando y como parámetro la 
variación de la densidad del campo en el tubo 1 es baja y el error que se comete 
al aproximar su valor medio en el tubo por el del punto central es despreciable. 

 Con el fin de valorar la desviación entre los resultados aplicando las indi-
caciones seguidas en esta tesis y los obtenidos mediante el FEM, se ha intro-
ducido de forma semejante a βPE_EHi un nuevo factor corrector βPE_AVGi tal que: 
 ( )_ _ _ _ _1 .i i iPE FEM AVG PE PRO AVG PE AVGB B β= +   (4.83) 

Como se deduce de los resultados mostrados en la tabla 4.7, así como de la 
representación gráfica de los factores de corrección en la figura 4.14, la estima-
ción de la densidad del campo en el polo del estator mejora notablemente 
respecto a la obtenida mediante el FEM usando las correcciones propuestas en 
esta tesis, superando a los trabajos de [Krishnan, 2001] y [Vijayraghavan, 
2001]. La mejora es especialmente significativa en los tubos 6 y 7.  

 Del valor de βPE_AVGi en el tubo 6 se deduce que, a pesar de operar con 
motores muy distintos, en todos los casos el valor de BPE_FEM_AVG tiende a 
superar entre un 31,49% y un 52,31% al de BPE_FEM_AVG. En consecuencia, 
cabría generalizar y aplicar en el cálculo final de la densidad del campo en ese 
tubo un factor corrector global en torno al -42%. Lo mismo sucede en el tubo 
7, donde la reducción a aplicar se encuentra comprendida entre un 33,43% y 
un 41,34%. La generalización lleva a un factor corrector global en torno al        
-37%.  

La anterior situación también se observa en el tubo 1. Sin embargo, la 
variación de βPE_AVG1 entre motores es mucho mayor. Lo cual resulta lógico, 
dado que los tubos 6 y 7 hacen referencia al flujo de dispersión, estando estos 
fundamentalmente afectados por la región del vacío en el estator. Siendo la 
relación entre la altura del polo del estator y el arco entre estos más cercana 
en los tres motores, que la existente entre la altura del polo del rotor y el arco 
entre estos, representativas del área de la región en el vacío del tubo 1. De 
cualquier modo, cabría una reducción del orden del 33% en motores de corte 
clásico y de al menos un 13% (21% en promedio) en caso de generalizar. 

Por último, resulta significativo destacar como en los tres motores a una 
altura porcentualmente muy similar del polo de estator la densidad del campo 
tiende a ser uniforme. Esa altura se indica en la figura 4.14 numéricamente y 
gráficamente (línea roja de puntos). Concretamente en el SRM 24/18 coincide 
con el 62,75% de la altura central del polo, en el SRM 8/6 con el 61.66% y en 
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el SRM 6/4 con el 55,52%. No obstante, dadas las leves variaciones del campo 
en torno a ese valor de y, cabe generalizar y considerar un 60%.  

 Así, conocida la sección de los tubos a la altura del polo del estator donde 
la densidad del campo es más uniforme SPE_UNIi, únicamente habría que aplicar 
al algoritmo de cálculo al tubo 4 y aproximar por esta la densidad del campo 
en el resto de tubos. Con ello se reduce sustancialmente el tiempo de cómputo, 
incrementando solo en uno el número de variables. Puesto que para el cálculo 
del flujo se sustituye el valor de δS_PEi asociado a la sección promedio de cada 
tubo en el polo del estator por el de δS_PE_UNIi incluido en la tabla 4.7 asociado 
a SPE_UNIi. Siendo formalmente necesario el conocimiento de δS_PEi en el              
tubo 4.  

Recuérdese que para determinar el valor de la reluctancia en la región del 
polo del estator de cualquiera de los 7 tubos es necesario conocer el valor medio 
de la intensidad del campo en esa región (o en su defecto la permeabilidad) y 
por ende el de su sección para poder obtener el de la densidad del campo. Si 
bien, dada la baja diferencia entre δS_PE_UNIi y δS_PEi en el tubo 4 y el alto valor 
de la reluctancia en la región del vacío, puede evitarse el conocimiento de δS_PE4 
y operar únicamente con δS_PE_UNI4, resultando en ese caso despreciable la va-
riación del valor calculado de BPE_PRO_AVG. Concretamente el -0,04% para el 
SRM 14/18 y el SRM 8/6 y el 0,02% para el SRM 6/4. 

En la tabla 4.7 notado como “FEM” y “Prop_Uni”, respectivamente, se 
incluye el resultado del cálculo de la densidad del campo en el polo del estator 
evaluado: i) tal como se acaba de proponer mediante el FEM BPE_FEM_UNI, ii) 
en el tubo 4 a través el algoritmo de cálculo según las indicaciones propuestas 
en esta tesis BPE_PRO_UNI4.  

Con el fin de comprobar la validez de la propuesta, se define el factor co-
rrector βPE_UNIi, tal que: 
 ( )4_ _ _ _ _1 .i iPE FEM UNI PE PRO UNI PE UNIB B β= +   (4.84) 

El valor de βPE_UNIi se incluye junto con los otros dos factores de corrección 
numéricamente en la tabla 4.7 y gráficamente en la figura 4.14. Los resultados 
ponen de manifiesto la validez de la propuesta. Aún más, el factor de correc-
ción que debe aplicarse a la densidad del campo obtenida de esta forma para 
igualar a la determinada con el FEM, resulta en casi todos los casos inferior al 
procedente de evaluar el flujo en cada uno de los 7 tubos mediante el algoritmo 
como el producto de los valores medios de la sección y la densidad del campo.  

Asimismo, si se analiza el valor de βPE_UNIi, su variación en un motor con 
corte clásico no es significativa, siendo esta siempre positiva. Así en el SRM 
24/18 la corrección estaría entorno a un 21,9% en el SRM 8/6 a un 16,6 % y 
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en el SRM 6/4 a un 10,6 %. Si bien, dada la irregularidad del SRM 6/4 esa 
corrección causaría un aumento del error en el tubo 1 por encima de la media. 
En cualquier caso, en motores de corte clásico el factor corrector a aplicar se 
encuentra en torno al 19% y de forma global en al menos el 11% y en promedio 
entorno a un 17%. 

4.3.9. Determinación del flujo concatenado total conside-
rando el efecto del material 

Conocido el valor de la sección y de la densidad del campo en cada uno de 
los 7 tubos en la región del polo del estator, es posible calcular el flujo en cada 
tubo y por ende el flujo concatenado total en la posición de desalineamiento 
λT . Esto es: 

 6 7

5

1 6 7
2

( ) ( ) 2 ( ) ( ) ( ) .T F EP PEF F i F D F D F
i

i N N i i i iλ φ φ ζ φ ζ φ
=

  
= + + +  

  
   (4.85) 

Donde dependiendo del procedimiento de cálculo utilizado el valor del flujo 
en cada tubo se calcula como sigue: 
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  (4.86) 

El cálculo del flujo concatenado a partir del valor de la densidad del campo 
BPE_EH_FEMi no se ha considerado puesto que, tal como se justificó en el apar-
tado anterior, carece de sentido. 

Las características flujo concatenado vs. corriente de fase obtenidas al apli-
car los cinco procedimientos de cálculo sobre los tres motores bajo estudio se 
muestran en la figura 4.15. En el procedimiento de cálculo propuesto basado 
en secciones y longitudes promedio (Pro_Avg) la densidad del campo en el 
polo del estator obtenida en los tubos 6 y 7 se ha corregido aplicando el valor 
medio para los tres motores del factor corrector βPE_AVGi  e igual, respectiva-
mente, a -0.42 y -0.37 y en el tubo 1 el mínimo del -0,13. El valor del factor 
corrector βPE_UNIi utilizado en el caso del procedimiento de cálculo basado en 
la uniformidad de la densidad del campo en polo del estator (Pro_Uni) ha sido 
el indicado como promedio e igual a 0,17 en todos los tubos y motores. 
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Conocido el valor de λT(iF) el cálculo de la inductancia total al origen re-
sulta directo, es decir LT(iF) =λT(iF) /iF. Su valor para cada motor y procedi-
miento de cálculo se muestra en la tabla 4.8. 

Con el fin de facilitar el análisis de la bondad del ajuste del propio FTM, 
en la figura 4.15 también se incluye el resultado del cálculo del flujo concate-
nado tal como se suele hacer en los programas de simulación. Es decir, como 
½ del cociente entre la suma de la coenergía y la energía en el campo (evalua-
das considerando el volumen total) y la corriente de fase. El resultado, indicado 
como FEM_Tot, se ha tomado como patrón objetivo para el cálculo en los 
cinco procedimientos del rRMSE representado como rRMSET en la tabla 4.8 
y en la figura 4.15 normalizado a la unidad, lo cual, permite comparar de forma 
sencilla la bondad del ajuste de sendos procedimientos.  

 Del análisis de la figura 4.15 y la tabla 4.8 se deduce:  
i) Una manifiesta relación lineal entre el flujo concatenado y la corriente 

de fase en la posición de alineamiento, a pesar de considerar el material. 

Figura 4.15. Característica flujo concatenado total vs corriente de fase en la posición 
de desalineamiento obtenida mediante las diferentes propuestas de cálculo basadas 
en el FTM y el FEM. Error rRSME respecto al FEM normalizado a la unidad. 
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ii) Una clara mejora de los resultados obtenidos al aplicar cualquiera de los 
dos procedimientos de cálculo propuestos en esta tesis frente a los indicados 
en [Krishnan, 2001] o [Vijayraghavan, 2001]. Siendo especialmente significativa 
en el SRM 24/18 y el SRM 6/4, motores para los cuales el rRMSE asociado al 
cálculo del flujo concatenado se reduce, respectivamente, y según el método 
entre un 13% y un 14 % y entre un 11% y un 12%. Encontrándose el mayor 
valor del rRMSE entorno al 6,2% para el SRM 8/6 si se trabaja con la sección 
y densidad del campo de los tubos en la región del polo del estator donde esta 
resulta más uniforme (Pro_Uni), y el menor al 3,2 %, para el SRM 8/6 en 
caso de operar con valores medios de la sección y de la densidad del campo de 
la región completa del polo del estator en cada tubo (Pro_Avg).  

  iii) Cierta gerneralidad de los procedimientos propuestos en esta tesis para 
el cálculo del flujo concatenado, puesto que a pesar de haber sido ensayados 
tres motores muy distintos, los valores obtenidos del rRMSE han resultado 
relativamente bajos.  

iv) Un buen ajuste entre los resultados alcanzados al aplicar el FTM con-
siderando la densidad del campo de los tubos en la región del polo del estator 
obtenida por el FEM (LT_FEM_AVG y LT_FEM_UNI) y la calculada en su caso 

Tabla 4.8. Fila 1 (para cada motor), valores en mH de la inductancia total LT en la 
posición de desalineamiento de cada uno de los tres motores a estudio calculados 
considerando el material en los siguientes dos casos: i) aplicando el FTM y los valores 
de la densidad del campo de los tubos en la región del polo del estator con: a) los 
procedimientos propuestos en esta tesis y el FEM, b) el procedimiento propuesto en 
[Krishnan, 2001] o [Vijayraghavan, 2001]; ii) mediante la determinación de la energía 
y la coenergía en el todo el volumen. Fila 2, rRMSEP: en columna 1 error relativo 
(%) ente LT_PRO_AVG y LT_FEM_AVG, con LT_FEM_AVG como objetivo; en columna 4 error 
relativo (%) ente LT_PRO_UNI y LT_FEM_UNI, con LT_FEM_UNI como objetivo. Fila 3, 
rRMSET: en columnas 1 a 5 error relativo (%) entre i) y ii) con ii) como objetivo. 

     

SRM Magnitud Pro_Avg FEM_Avg Pro_Uni FEM_Uni Kris/Vija FEM_Tot 

24/18(r) 
LT(mH) 9,8836 9,6999 8,8956 9,2527 7,6511 9,4300 

rRMSEP % 1,8938 ----- 3,8594 ----- ----- ----- 
rRMSET % 4,8102 2,8621 5,6669 1,8802 18,864 ----- 

8/6 
LT(mH) 11,926 11,812 11,568 11,523 13,014 12,330 

rRMSEP % 0,9651 ----- 0,3905 ----- ----- ----- 
rRMSET % 3,2806 4,1979 6,1783 6,5434 5,5458 ----- 

6/4 
LT(mH) 15,158 15,544 16,430 15,122 18,237 15,780 

rRMSEP % 2,4993 ----- 5,3925 ----- ----- ----- 
rRMSET % 3,9404 1,4930 4,1204 4,1686 15,5703 ----- 
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mediante los procedimientos propuestos en esta tesis (LT_PRO_AVG y LT_PRO_UNI). 
Así, tomando como funciones objetivo LT_FEM_AVG y LT_FEM_UNI el rRMSE aso-
ciado a LT_PRO_AVG y LT_PRO_UNI se encuentra, respectivamente, acotado en los 
intervalos [0,92%, 3,94%] y [0,4%, 5,4%]. 

v) Cierta diferencia, si bien no muy significativa, entre el flujo concatenado 
calculado por el FEM partiendo de la energía y la coenergía en el volumen 
total (λT_FEM_TOT) y el obtenido al aplicar el FTM considerando la densidad 
del campo de los tubos en la región del polo del estator obtenida por el FEM 
(λT_FEM_AVG y λT_FEM_UNI). 

Por último, en la tabla 4.9 se muestra la contribución de la inductancia de 
cada tubo, no siendo de forma general despreciable la debida a alguno de los 
siete tubos, a pesar de resultar claramente menos significativa la debida al 
tubo 7 en el SRM 24/18 y el SRM 6/4. En coherencia con los de la densidad 
del campo mostrados en la tabla 4.7, los resultados obtenidos en cada tubo 
aplicando los procedimientos de cálculo propuestos no difieren significativa-
mente de los determinados mediante el FEM. De igual modo, los valores de la 
inductancia en los tubos 6 y 7 calculados según el procedimiento de [Krishnan, 
2001] o de [Vijayraghavan, 2001] resultan ciertamente anormales en los tres 
motores. Lo cual, salvo estudio de los mismos, pasa desapercibido en el 

Tabla 4.9. Inductancia (mH) de cada tubo obtenida en los tres motores bajo estudio 
siguiendo los procedimientos de cálculo descritos en esta tesis.  

    

SRM Procedimiento L1 L2 L3 L4 L5 L6 L7 

24/18(r) 

Pro_Avg 1,4858 1,4784 1,3513 2,1555 2,2781 1,0128 0,1217 
FEM_Av 1,1604 1,0667 1,3419 2,7539 2,0675 1,1962 0,1133 
Pro_Uni 1,0072 0,9627 1,2891 2,5210 1,9363 1,0703 0,1090 

FEM_Uni 1,0403 0,9948 1,3337 2,6182 2,0238 1,1267 0,1152 
Kris/Vija 0,4734 0,8518 0,4491 2,1511 1,9359 0,2662 1,5234 

8/6 

Pro_Avg 0,9367 2,1375 1,8543 2,5198 1,4095 2,2748 0,793 
FEM_Av 0,6806 1,6889 2,1464 2,9577 1,5511 1,8703 0,9175 
Pro_Uni 0,6009 1,7597 1,9904 2,9473 1,5215 1,7859 0,9626 

FEM_Uni 0,5859 1,7178 1,9533 2,925 1,5303 1,8167 0,9942 
Kris/Vija 0,8919 1,1511 0,5498 2,5807 5,4597 0,4948 1,8859 

6/4 

Pro_Avg 6,3969 2,1114 1,2861 1,6856 0,5957 2,5565 0,526 
FEM_Av 6,7009 1,917 1,5829 1,9456 0,3866 2,4555 0,5558 
Pro_Uni 7,5451 2,0329 1,5539 1,9725 0,3734 2,3337 0,6188 

FEM_Uni 6,6785 1,8731 1,452 1,8746 0,3589 2,2722 0,6129 
Kris/Vija 2,4353 1,3388 0,4115 2,0134 9,0807 0,5906 2,3667 
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resultado de la inductancia total mostrada en la  tabla 4.8, dado que el error 
debido a cada tubo tiende a compensarse globalmente, al igual que por ejemplo 
sucede con el elevado valor de la inductancia del tubo 5 en el SRM 8/6. 

4.4. Estudio del cálculo del flujo concatenado 
obviando el material 

 En la posición de desalineamiento, salvo en zonas muy concretas como por 
ejemplo los vértices de los polos del estator de la fase activa, la densidad del 
campo no alcanza valores propios de saturación. Ejemplo de ello son los valores 
mostrados en la tabla 4.7, que no solo corroboran lo anterior en la región del 
polo del estator, sino también en el resto de regiones al no sufrir los tubos 
ninguna drástica reducción de su sección. En esas condiciones, dado el elevado 
valor de la permeabilidad relativa, podría llegar a despreciarse la contribución 
del material y calcular el flujo concatenado considerando únicamente la debida 
a la región del vacío.  

Así, este apartado se dedica al estudio de los diferentes procedimientos y 
metodologías de cálculo propuestos en la literatura para el cálculo del flujo 
concatenado en la posición de alineamiento obviando la contribución del ma-
terial. El análisis de la diferencia entre los resultados obtenidos en este apar-
tado y el anterior permitirá valorar el grado de validez de la aproximación y 
de cada uno de los procedimientos de cálculo propuestos. 

Al igual que en [Krishnan, 2001] o en [Vijayraghavan, 2001], pero unas 
décadas antes, en [Corda, 1979] se propone emplear el FTM y determinar la 
inductancia al origen considerando seis tubos en lugar de siete (cuatro para el 
flujo principal y dos para el flujo de dispersión). Lo significativo de este trabajo 
frente a los anteriores, además de obviar la contribución del material, es el 
procedimiento de cálculo, mediante integración de la permeancia en las tra-
yectorias que no alcanzan el rotor en la región del vacío (en su caso la 1 y la 
2). Dicho procedimiento ha sido empleado en esta tesis para la determinación 
del flujo de dispersión en la posición de alineamiento. Así, la permeancia total 
en la posición de desalineamiento, PT, se calcula como el producto de un factor 
fC (encargado de corregir el efecto del flujo marginal en la cabeza de las bobi-
nas) y la suma de la permeancia asociada a las trayectorias que no alcanzan 
el rotor, la cual se ha agrupado en una sola (P1) y la del resto de las que si lo 
hacen (P3, P4, P5 y P6). 
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El flujo total concatenado obtenido a través de este procedimiento de 
cálculo λT_COR, se corresponde con el producto de la inductancia resultante 
LT_COR por la corriente de fase, tal que:  
 2

_ _ 02    ( 1,3,4,5,6),T COR T COR F PEF C EF j
j

L i N f N P jλ μ= = =   (4.87) 

donde fc es igual a: 
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y el coeficiente de Carter σC aproximable en este caso por: 
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  (4.89) 

Nótese que el incremento de la inductancia debido al efecto del flujo mar-
ginal en la cabeza de las bobinas se traduce en un incremento de la longitud 
efectiva del paquete de chapas lF a través de la ratio lF/lPCH, incrementándose 
con ello la sección efectiva del entrehierro, al igual que en el cálculo del flujo 
marginal en la posición de alineamiento. No obstante, dado que como patrón 
de referencia se ha utilizado el resultado obtenido de aplicar el FEM en 2D, el 
cual no incorpora este efecto, inicialmente se considerará fC igual a la unidad. 

Respecto al cálculo de las permeancias, este se realiza como sigue:  
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una vez conocidos los siguientes parámetros geométricos: 
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cuyo significado es fácilmente deducible con ayuda de la figura 3.1, la figura 
3.16 y la figura 4.1. Es decir, p es un medio de la anchura del polo del estator, 
wC y hC son  la anchura y la altura que el área de cobre ocuparía en el caso de 
máximo aprovechamiento del hueco entre polos del estator, y es la distancia 
vertical entre la arista más cercana de un polo del rotor y el eje de un polo del 
estator, h es la distancia horizontal entre las aristas más próximas de un polo 
del rotor y otro del estator, u la distancia vertical entre el bloque del cobre y 
la intersección del polo del estator con el yugo del estator y gI es la distancia 
vertical en el entrehierro entre la base del polo del estator y el yugo del rotor. 

El resultado de evaluar el procedimiento de cálculo anterior y los que se 
describen a continuación ([Radun, 1999], [Shang-Hsun, 2009], [Weller, 1991] y 
[Tolikas, 1995]) se muestran a la vez en la tabla 4.11 al final de este apartado.  

Siguiendo un procedimiento de cálculo distinto, en [Radun, 1999] se opta 
de nuevo por simplificar el problema asumiendo que la permeabilidad del ma-
terial es infinita y resolverlo algebraicamente. A saber, conocida la relación 
entre el potencial magnético vector A y la densidad de corriente J, ∇2A=-µJ 
(con µ constante), y puesto que en un análisis en 2D solo se considera la cir-
culación de la corriente en el eje z, siendo consecuentemente nulas las compo-
nentes x e y del vector potencial magnético, la determinación del campo mag-
nético en el entrehierro se reduce a resolver la ecuación de Poisson, tal que 
∇2AZ=-µ0JZ. Además, si como propone el autor, los huecos del rotor y del 
estator en el entrehierro se aproximan por rectángulos (figura 4.16) el problema 
se simplifica aún más. Así, el flujo concatenado total λT_RAD en la posición de 
desalineamiento se obtiene como suma de la contribución del flujo concatenado 
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calculado en la región del entrehierro que forma el hueco rectangular del esta-
tor, λE_RAD, y del flujo concatenado calculado en la región del entrehierro que 
forma el hueco rectangular del rotor, λR_RAD.  

 En el hueco del entrehierro correspondiente al rotor la densidad de co-
rriente JZ es nula, por tanto, la ecuación de Poisson se transforma en la ecua-
ción de Laplace (∇2AZ=0), cuya solución algebraica para una forma rectangu-
lar es una función armónica conocida: 
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donde únicamente es necesario determinar el coeficiente que fija la amplitud 
de sus armónicos.  

Establecidas las aproximaciones anteriores (forma rectangular y permeabi-
lidad infinita en el material magnético) y asumiendo que el campo en la fron-
tera entre el rotor y el estator donde no existe material es constante en la 
dirección x, aplicar las condiciones de frontera de Dirichlet o esenciales y de 
Newman o naturales permite conocer H en los límites de la región rectangular. 
Por otro lado, dado que B=∇×A, y B=µ0H en el vacío, resulta directa la 
determinación del coeficiente que fija la amplitud de los armónicos y, por ende, 
de sendas expresiones de la intensidad y de la densidad del campo. Además, 
únicamente la componente y de la densidad del campo participa en la deter-
minación del flujo concatenado, posibilitando la determinación directa de 
λR_RAD sin más que integrar By a lo largo de la superficie del hueco del rotor. 
Así, la contribución del rotor considerando únicamente el bobinado de un polo 
es:  

Figura 4.16. Representación de las dimensiones del SRM y los sistemas de referencia 
considerados en los huecos del estator y del rotor según la aproximación geométrica 
propuesta en [Radun, 1999]. 
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siendo la longitud de la base del hueco del rotor lR igual a 

 2
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r rl r
N

ω π β+ += −   (4.98) 

y lRP la distancia en la dirección x entre las dos aristas más cercanas de un 
polo del rotor y otro del estator: 

 .
2

R PE IE
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l rl β−=   (4.99) 

Al existir una región ocupada por la bobina donde la densidad de corriente 
es no nula, el cálculo de AZ en el hueco rectangular entre polos del estator 
resulta más complejo. El problema se aborda como suma de la contribución de 
una solución de tipo particular o no homogénea capaz de satisfacer la ecuación 
de Poisson en la región donde la densidad de corriente JZ es no nula, más de 
otra homogénea que hace lo propio con la ecuación de Laplace donde sí lo es. 
Así, considerando un devanado rectangular de anchura lC (eje x con origen en 
la arista derecha del polo del estator) y altura hE (igual a la del polo del estator 
más la del entrehierro) y asumiendo una distribución uniforme de la densidad 
de corriente hasta x=lC (donde esta se anula) y por tanto independiente de y, 
es posible expresar JZ(x) como una serie de Fourier (donde se conoce el valor 
de todos su coeficientes). Por otro lado, definidas las condiciones de contorno 
que han de satisfacer ambas soluciones para H, es posible obtener la contribu-
ción que cada una de las dos soluciones aportan al cálculo del potencial mag-
nético vector AZ, y en consecuencia de las componentes x e y de B. Conocido 
el valor de la densidad de campo magnético, el flujo concatenado λE_RAD se 
calcula por integración sobre la superficie abarcada por el devanado del polo 
del estator, resultando: 
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Donde la longitud del hueco entre polos del estator lE, la altura considerada 
del hueco en el estator hE, la longitud lW (se asume que el devanado ocupa la 
máxima superficie posible) y los coeficientes csy, csx, ashn y aspn se calculan 
como sigue: 
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siendo el flujo total concatenado en la posición de alineamiento, λT, igual a: 

 ( )_ __
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N
N

λ λ λ= +   (4.108) 

y NBS y NBP, respectivamente, el número de bobinas en serie y en paralelo por 
fase, siendo habitualmente NBS igual al número de polos del estator por fase si 
la disposición es en serie. 

Como referencia, tras ensayar las expresiones anteriores sobre el SRM 
24/18, la variación de λR_RAD alcanzados 21 términos resulto ser cuasi nula, 
sin embargo, en la determinación de λE_RAD se necesitaron hasta 160 términos 
en el primer sumatorio y 990 para el cálculo del segundo y del coeficiente csx.  

Por último, se ha considerado tremendamente significativo reseñar que ana-
lizados los tres motores bajo estudio según las expresiones propuestas en 
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[Radun, 1999], la contribución del hueco del estator calculada resulta despre-
ciable frente a la del rotor (en el rango entre 8⋅106 y 3⋅105 veces más baja), lo 
cual difiere extraordinariamente del resultado obtenido al analizar la misma 
estructura rectangular por el FEM, donde la contribución de la región en el 
vacío del estator resulta próxima a la del rotor. 

Dos décadas más tarde, en [Shang-Hsun, 2009] el problema se aborda en 
términos de permeancia aplicando en el hueco del rotor la misma metodología 
de cálculo que en [Radun, 1999]. Así, una vez transformada la expresión origi-
nal, la contribución del rotor al cálculo del flujo concatenado se ha de obtener 
como se indicó en (4.97). En cuanto a la determinación de la contribución del 
hueco estator, esta se afronta siguiendo un procedimiento similar al expuesto 
en esta tesis para el cálculo del flujo marginal en la posición de alineamiento. 
Como resultado, la permeancia en el hueco del estator es: 
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Conocido el valor de la permeancia del entrehierro y considerando infinita 
la del material, el flujo concatenado total en desalineamiento resulta: 
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Donde de nuevo, la contribución del estator es despreciable frente a la del 
rotor para los tres motores bajo estudio (entre 1⋅106 y 5⋅106 más baja). 

En [Weller, 1991] se indica una expresión para el cálculo de la inductancia 
en la posición de alineamiento tomando como ejemplo un SRM 6/4. El proce-
dimiento seguido para su determinación según citan sus autores es empírico en 
base a simulaciones mediante el FEM.  

Partiendo de dicha expresión, el flujo concatenado total en la posición de 
desalineamiento, λT_WELL, se calcula como sigue:  
 ( )2

_ 08 1 ,T WELL EP PCH CW FN l f iλ μ= +   (4.111) 

siendo fCW  un factor dependiente de la ratio entre el radio exterior del rotor y 
la longitud del entrehierro y un coeficiente de ajuste cW : 

 .ER
CW W

PCH

rf c
l

=   (4.112) 

Si se comparan (4.109) más (4.110) y (4.111) más (4.112), se deduce que se 
ha tratado de ajustar la relación lineal entre el flujo concatenado y la corriente 
de fase en la posición de desalineamiento, mediante un factor dependiente de 
ciertas relaciones geométricas, obviando la permeabilidad del material. Por 
otro lado, en un motor tipo 6/4 como el que se muestra en el estudio, u otro 
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tipo 8/6, donde el número de polos del estator por fase, NPEF, es 2, el factor 
multiplicador 8 podría expresarse como 4NPEF. Así, la ecuación (4.111) queda-
ría reformulada para motores con cualquier número de polos por fase como 
sigue: 

 2
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rN N l c i
l

λ μ
 

= + 
 

  (4.113). 

Los autores establecen cW igual a ½ para motores con potencia inferior a 
1 kW y arcos polares alrededor de 30°-35°. No obstante, después de ensayar 
el SRM 6/4, el cual cumple con los 2 polos por fase (4NPEF=8), unos arcos 
polares de 30° y 32° y unas relaciones geométricas dentro de los rangos consi-
derados por dichos autores como razonables (rER/lPCH∈(0,3-1,5), rER/rEE∈(0,44-
0,56); lEH/rER∈(0,01-0,02)), el valor de cW obtenido para un correcto ajuste 
entre el resultado procedente de la simulación FEM y la expresión (4.111) 
resulta ser igual a 0,1041. Un valor muy similar (0,1051) tendente a generalizar 
el resultado se obtuvo para el SRM 8/6 motor que también tiene 2 polos por 
fase y unas relaciones geométricas dentro de los rangos citados.  

Sin embargo, para el SRM 24/18 utilizando (4.111), lo cual supone mante-
ner el multiplicador 8, el coeficiente de ajuste cW resulta ser igual a 0,2083 (en 
torno al doble que en los otros dos motores). Mientras que empleando (4.113) 
el resultado es de 0,0088, muy inferior, pero mucho más coherente. Téngase en 
cuenta que en los motores 6/4 y 8/6 la ratio entre el radio exterior del rotor 
rER y la longitud del paquete de chapas lPCH es 0,5 y 0,3, respectivamente, aun 
cuando para el SRM 24/18 resulta igual a 11, quedando completamente fuera 
del rango habitual especificado por los autores. Así, para motores muy planos 
(rER/lPCH»0,9) y poco comunes como el SRM 24/18, bien podría calcularse fCW 
como el producto del valor central del intervalo propuesto por los autores para 
la relación rER/lPCH (0,9) por el valor promedio del valor de cW obtenido para 
el SRM 6/4 y el SRM 8/6 (0,1046), lo cual evaluado para el caso concreto del 
SRM 24/18 conduce a un valor de cW igual 0,0086, siendo este muy semejante 
al obtenido para un correcto ajuste. 

Volviendo a [Radun, 1999] o [Shang-Hsun, 2009], es cierto que asumir una 
permeabilidad del material infinita y un entrehierro con geometría rectangular 
simplifica considerablemente el análisis, posibilitando una resolución integral 
del problema que conduce a una expresión analítica. Pero indudablemente la 
solución es una mera aproximación al serlo las asunciones impuestas. Así, en 
sistemas con geometría compleja, como es el caso del SRM, la manera de obviar 
esas aproximaciones implica el uso de una formulación diferencial, para cuya 
resolución se recurre a métodos de cálculo numérico, entre los cuales el FEM 
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es el más empleado. En un análisis en 2D por el FEM el problema se descom-
pone en un gran número de elementos, habitualmente con forma triangular, y 
la distribución del campo se aproxima en cada elemento por una función poli-
nómica. El objetivo es determinar el valor del potencial magnético vector en 
los vértices o nodos de cada uno de los elementos triangulares y, después, en 
su interior, por interpolación en cualquier punto. El principal inconveniente de 
este método es su gran carga computacional, puesto que la resolución de las 
ecuaciones que definen el potencial magnético vector en cada uno de los nodos 
ha de realizarse simultáneamente. Esto es, el problema ha de afrontarse en su 
conjunto tratando todos los elementos a la vez. Obviamente, cuanto mayor 
sea el número de elementos la solución será más exacta, pero también lo será 
el sistema de ecuaciones y su tiempo de cómputo. 

Caso de considerar únicamente la región del entrehierro (permeabilidad del 
material infinita), lo cual nos conduce de nuevo a una pérdida de precisión, un 
método numérico alternativo al FEM utilizado en la literatura para el cálculo 
de la inductancia mínima con unos tiempos muy inferiores, es el dual energy 
method o DEM. Este método que se articula haciendo uso de principios varia-
cionales basados en la dualidad entre potencial y flujo se ha aplicado al SRM 
siguiendo dos formulaciones: una geométrica [Miller, 1990] y otra algebraica 
[Tolikas, 1995].  

La formulación geométrica, más conocida como tubes and slices (tubos o 
rebanadas) o por su acrónimo TAS [Hammond, 1988], es la utilizada en el 
programa de simulación de motores de reluctancia conmutada PC-SRD. Para 
ello el entrehierro se divide en cuadriláteros (elementos) formados por la in-
tersección de rebanadas equipotenciales y tubos de flujo. De este modo, la 
permeancia en el entrehierro se obtiene promediando el valor de la permeancia 
determinada mediante la descomposición del entrehierro en rebanadas (aso-
ciada a un límite energético superior) y su correspondiente en tubos (asociada 
a un límite energético inferior). Dado que el cálculo de la permeancia de cada 
uno de los tubos y cada una de las rebanadas se realiza de manera indepen-
diente, su coste computacional es mucho más bajo que con el FEM. Por otro 
lado, operar con valores promedio mejora el error inherente a una reducción 
del número de elementos, impuesta con el fin de minimizar el coste compu-
tacional. Por desgracia, este tipo de formulación no arroja una solución directa 
de carácter analítico, siendo este el motivo por el que se ha obviado su com-
paración con el resto de procedimientos estudiados en esta tesis. No obstante, 
se ha explorado la posibilidad del uso del software TAS incluido en un disquete 
en [Hammond, 1994]. El programa funciona sobre MS-DOS, lo cual no repre-
senta un gran inconveniente, sin embargo, el cálculo de la inductancia está 
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limitado a una región donde la densidad de corriente o bien es nula (resolución 
de Laplace) o bien no lo es (resolución de Poisson), impidiendo su combinación, 
tal como se muestra en el lado derecho de la figura 4.17 y, por tanto, el cálculo 
directo de la inductancia en el entrehierro del SRM. 

La formulación algebraica del método (ADEM) facilita la determinación de 
la energía en el entrehierro y, a partir de esta, de la inductancia. Para ello es 
necesario definir dos funcionales de energía WI y WS con geometría cóncava y 
convexa respectivamente, cuyos valores extremos se corresponden a su vez con 
dos valores límite de energía: uno inferior e igual al valor máximo del funcional 
cóncavo inferior WI, el otro superior e igual al mínimo del funcional convexo 
superior WS. El valor promedio de ambos límites, WPRO, es cercano al valor 
exacto de la energía que se pretende calcular.  

Para poder comparar el resultado de aplicar el ADEM con el obtenido del 
procedimiento descrito en [Radun, 1999], de nuevo se considera una aproxima-
ción geométrica rectangular y se calcula la energía almacenada en una mitad 
de entrehierro (figura 4.17). Tal como se justifica en [Tolikas, 1999], esta apro-
ximación genera un pequeño error fácilmente asumible frente a la necesaria 
reducción del coste computacional requerida en la fase inicial de diseño del 
motor. En cualquier caso, el procedimiento a seguir considerando la geometría 
exacta del entrehierro descrita en coordenadas polares se puede consultar en 
[Tolikas, 1995].  

El cálculo del valor límite inferior se realiza teniendo en cuenta un único 
elemento que por simetría abarca la mitad del entrehierro y una distribución 
polinómica del potencial magnético vector expresada en coordenadas cartesia-
nas, AI=AZ z=(a1+a2x+a3y)z, cuyos coeficientes se deducen forzando el cum-
plimiento de la condición de Dirichlet para x=0 y la existencia de un máximo 
de WI, tras una serie de operaciones resulta: 

 2
0

1 ,
2

I I
V V

W dV - dV = ... = J Cμ= ⋅ ⋅ L L LA J B H    (4.114) 

Figura 4.17. Aproximación geométrica del entrehierro utilizada para el cálculo me-
diante el ADEM de la inductancia en la posición de desalineamiento. 
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donde: 
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Y como se deduce de la figura 4.17: 
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siendo hC la altura del bloque de cobre y lC su anchura, que en [Tolikas, 1995] 
se aproximan, respectivamente, por hPE y ½ de lE.  

En cuanto a la determinación del valor límite superior, este se aborda con-
siderando una distribución polinómica de la intensidad magnética del campo 
HS=(a1+a2x+a3y)x+(a4+a5x+a6y)y, que ha de cumplir la condición de 
Newman en todas las fronteras donde existe material, la condición de Dirichlet 
en x=0 y la ley de Ampère en aquellas regiones del entrehierro donde la den-
sidad de corriente no sea nula. Siendo necesario subdividir el entrehierro en al 
menos seis regiones (véase la figura 4.17) para poder determinar todos los 
coeficientes de la función polinómica. Así, después de unos tediosos cálculos, 
el valor mínimo de WS resulta igual a: 
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siendo: 
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  (4.118) 

De igual modo, la inductancia total en la posición de desalineamiento aso-
ciada al límite superior, LTS, resulta igual al producto de NPEF, por el doble de 
la inductancia de medio entrehierro, LS: 
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Conocidos lo límites WI y WS, la energía almacenada en la mitad del entre-
hierro WPRO se calcula como el promedio de ambos. El mismo procedimiento 
se aplica al cálculo de la inductancia en la posición de desalineamiento LT_ADEM, 
siendo el flujo total concatenado en la posición de desalineamiento, λT_ADEM: 
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  (4.120) 

En la tabla 4.10 se muestran las dimensiones de los tres motores en estudio 
(véanse también las figuras 3.1 y 3.7) y el valor de la inductancia inferior LTI 
y superior LTS calculado mediante el ADEM. Se han considerado las dimensio-
nes del cobre hC y wC supuestas reales y un valor máximo de corriente de fase 
10 A en el caso del SRM 24/18 y del SRM 6/4 y de 20 A en el del SRM 8/6. 
Recuérdese que el valor de J se obtiene considerando el cociente entre la co-
rriente total por polo (NEP⋅iF) y el área de la sección de cobre (hC⋅wC). 

Es de destacar además que en el caso de aproximar hC y lC tal como se 
propone en [Tolikas, 1995] por hPE y ½ de lE (ver figura 4.17), los resultados 
empeoran notablemente. Concretamente en torno a un 30% para el SRM 
24/18, un 71% para el SRM 6/4 y un 62% para el SRM 8/6.   

Por último, se plantea aplicar el FTM según el procedimiento de cálculo 
expuesto en el apartado anterior, pero obviando la contribución del material. 
En tal circunstancia el flujo concatenado total se calcula como sigue: 
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donde en caso de elegir el procedimiento de cálculo propuesto basado en lon-
gitudes y secciones promedio (Pro_Avg), el subíndice MET habría de 

Tabla 4.10. Dimensiones de los tres motores (en mm) y valor de las inductancias 
inferior, superior (en mH) calculado por el ADEM según se indica en [Tolikas, 1995].  

            xzxzzxzx 
             

SRM a b c  d  f g k hC  wC LTI LTS 
24/18 25 50 14,5 13,3 19 7,5 31,2 25  7 0,59 16,20 
8/6 28 53 12,9 11,3 19,8 7,9 44,4 25  5 0,45 30,63 
6/4 11 31 17 12,3 7,7 8 36 20  9 1,55 34,47 ra 4.18 
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sustituirse por AVG, siendo el valor escogido de βPE_AVG  en los tubos 1, 6 y 7 
el indicado en el apartado anterior (-0.13, -0,42 y -0,37, respectivamente) y 
cero para el resto. Mientras que si se opera en base al procedimiento de cálculo 
propuesto basado en la uniformidad de la densidad de campo del polo del 
estator (PROUNI), el subíndice MET se reemplazará por UNI. En este caso el 
valor de βPE_UNI no puede ser el mismo que el promedio propuesto en el apar-
tado anterior e igual 0,17. El motivo es sencillo, al no considerar el material la 
reducción de la reluctancia total hará que el flujo alcance valores más altos y, 
por ende, la inductancia. Si además βPE_UNI se conserva positivo el error au-
mentará. Téngase en cuenta que βPE_UNI se obtuvo a partir del cálculo de la 
densidad del campo para una altura concreta del polo del estator considerando 
únicamente el tubo 4. Como resultado de la experimentación, en motores de 
corte clásico como el SRM 24/18 y el SRM 8/6 una reducción en torno al 16% 
ofrece buenos resultados. Sin embargo, en el SRM 6/4 esta debe alcanzar un 
25%. Así, en un intento de generalizar tomando como muestra los tres motores 
ensayados, el valor medio de βPE_UNI resulta igual al -21%, siendo este el utili-
zado en los cálculos finales. 

El resultado de determinar la inductancia total en la posición de desalinea-
miento mediante los procedimientos de cálculo estudiados en este apartado se 
muestra en la tabla 4.11. Los valores obtenidos siguiendo los procedimientos 
indicados en [Shang-Hsun, 2009] y en [Radun, 1999] han resultado ser iguales 
(únicamente cambia el cuarto decimal). Por ello se agrupan como “Rad/Sha”.  

Figura 4.19. Superior: representación rectangular aproximada del entrehierro utili-
zado para el cálculo de LT_ADEM y LT_FEM_R (color rojo) y geometría exacta empleada 
para la determinación de LT_FEM (azul). Inferior: geometría simulada mediante el 
FEM para la determinación de LT_FEM_R. 

SRM 24/18 SRM 8/6 SRM 6/4
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Por otro lado, con el fin de comprobar la bondad del ajuste de los procedi-
mientos de cálculo basados en una aproximación rectangular del problema ob-
viando la contribución del material, en la tabla 4.11 se incluye la inductancia 
LT_FEMR obtenida mediante el FEM asumiendo las mismas aproximaciones 
(figura 4.19). El error rRMSE de la inductancia calculada mediante estos mé-
todos tomando como patrón objetivo LT_FEMR se indica como rRMSER en la 
tabla 4.11 para cada motor. Este error en el caso de [Radun, 1999] y [Shang-
Hsun, 2009] se sitúa entre un 37% y un 64%, mientras que en el caso de 
[Tolikas, 1995] está muy por encima, entre un 101% y un 337%. Los resultados 
mejoran considerablemente cuando se aplican las dimensiones exactas de la 
región de cobre en lugar de las propuestas en [Tolikas, 1995], encontrándose 
entonces el rRMSE entre un 16% y un 29%. 

En la misma tabla se incluye también el valor de la inductancia considerado 
como más cercano al correcto LT_FEM_Tot, (obtenido a partir del cálculo por el 

Tabla 4.11. Por motor y fila: 1) valores en mH de inductancia total LT en la posición 
de alineamiento de cada uno de los tres motores bajo estudio mediante los siguientes 
procedimientos de cálculo: Cor) [Corda, 1979], Rad/Sha) [Radun, 1999] y [Shang-
Hsun, 2009], Wel) [Weller, 1991], WelMP) [Weller, 1991] con las modificaciones pro-
puestas en esta tesis, Tol) ADEM según [Tolikas, 1995] asumiendo la aproximación 
propuesta de las medidas del cobre, TolMP) ADEM según [Tolikas, 1995] modificado 
con las medidas exactas del cobre, Pro_A) Pro_AVG propuesto en esta tesis pero 
obviando la contribución del material, Pro_U) Pro_UNI propuesto en esta tesis pero 
obviando la contribución del material, FEMR) obviando en el FEM la contribución 
del material y considerando el problema rectangular, FEM_T) mediante la determi-
nación de la energía y la coenergía en el volumen completo del motor aplicando el 
FEM (FEM_Tot); 2) rRMSER error relativo en % de los procedimientos Rad/Sha, 
Tol y TolCR tomando FEMR como objetivo y 3) rRMSET  error relativo en % de los 
procedimientos Cor, Rad/Sha, Wel, WelMP, Tol, TolMP y FEMR considerando FEM_T 
como objetivo.  

     

SRM Magnitud Cor Rad/Sha Wel WelMP Tol TolMP Pro_A Pro_U FEMR FEM_T 

24/18(r) 
LT(mH) 6,800 5,737 20,83 10,53 23,84 8,396 10,12 8,831 11,86 9,43 

rRMSER% ----- 51,63 ----- ----- 101,1 29,21 ----- ----- ----- ----- 
rRMSET% 27,89 39,17 120,9 11,61 152,8 10,96 7,330 6,350 25,77 ----- 

8/6 
LT(mH) 8,528 6,617 13,41 12,23 69,00 15,54 12,32 11,59 18,75 12,33 

rRMSER% ----- 64,71 ----- ----- 268,1 17,13 ----- ----- ----- ----- 

rRMSET% 30,83 46,34 8,719 0,803 459,6 26,02 0,008 5,985 52,07 ----- 

6/4 
LT(mH) 13,19 13,41 18,62 15,70 93,24 18,01 16,98 16,77 21,34 15,78 

rRMSER% ----- 37,15 ----- ----- 336,9 15,59 ----- ----- ----- ----- 
rRMSET% 16,40 15,17 17,99 0,570 490,9 14,15 7,601 6,319 35,23 ----- 
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FEM en 2D de la energía y la coenergía en todo el volumen), empleado como 
objetivo en el cálculo del rRMSE de los métodos evaluados. El valor de este 
error para cada motor se muestra en tanto por ciento (rRMSET en la tabla 
4.1) y se representa en la figura 4.20 normalizado a la unidad, junto con la 
característica flujo concatenado corriente obtenida para cada uno de los pro-
cedimientos de cálculo. 

El error en la estimación de la inductancia por el FEM mediante una apro-
ximación rectangular del problema presenta un rRMSE entre un 26% y un 
52%. El menor error se da en el SRM 24/18 como consecuencia de una mayor 
similitud geométrica (figura 4.19). A tenor de lo anterior es el error compren-
dido entre un 15% y un 64% el asociado a los procedimientos propuestos en 
[Radun, 1999] y [Shang-Hsun, 2009], si bien en este caso el error más bajo se 
encuentra en el SRM 6/4. En el mismo supuesto de geometría rectangular, los 
resultados obtenidos siguiendo el procedimiento propuesto en [Tolikas, 1995] 
son mucho más altos, sin embargo cuando se opera con las dimensiones correc-
tas del cobre en lugar de las propuestas, estos mejoran considerablemente, 
reduciéndose el error entre un 11% y un 26%.  

El error que deriva del procedimiento propuesto en [Corda, 1979] resulta 
ser menor que en el indicado en [Radun, 1999]. Si bien, este se encuentra 
comprendido entre un 16% y un 28%, no siendo en consecuencia insignificante. 
Cuando el cálculo se hace según [Weller, 1991] el resultado mejora en motores 
sin repeticiones (8%, 18%) pero empeora notablemente para el SRM 24/18. 
Ello se corrige al modificar el coeficiente de ajuste que empíricamente en el 
caso del SRM 8/6 y el SRM 6/4 resulta ser similar, siendo en ese caso el error 
muy bajo (0,8% y 0,6%). No obstante, siguiendo las consideraciones de carác-
ter empírico propuestas en esta tesis, se logra alcanzar una notable reducción 
del error también para el SRM 24/18, quedando esta en torno al 12%.  

Los errores más bajos se logran, sin embargo, aplicando los procedimientos 
propuestos en el apartado anterior, pero ignorando la contribución del mate-
rial. Donde los valores globales aplicados de βPE_AVG  se han mantenido, aun 
cuando el de βPE_UNI ha sido coherentemente modificado. Así, en caso de aplicar 
el procedimiento Pro_Avg el mayor error se produce en el SRM 6/4 alcanzán-
dose en torno a un 8%. El resultado al aplicar el procedimiento Pro_Avg 
también es muy aceptable con un error para los tres motores cercano al 6%.  

Visto lo anterior, al aplicar el FTM siguiendo los procedimientos propuestos 
en esta tesis, la mejora alcanzada incluyendo la contribución del material en 
términos relativos se podría tildar de significativa, si bien no lo es en términos 
absolutos. El trabajo invertido en el estudio presentado en el apartado ante-
rior, sin el cual no se podría llegar a esta conclusión, ni tampoco determinar el 
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valor de ciertos coeficientes necesarios para el cálculo de la inductancia en la 
posición de desalineamiento, incluso en caso de considerar únicamente la región 
del vacío, es extraordinariamente alto. Sin embargo, en caso de considerar la 
contribución del material el incremento de coste computacional no lo es. Por 
consiguiente, salvo que existan elevadas restricciones en ese sentido, a priori 
resulta aconsejable contemplar el efecto del material. 

Por último, indicar que el número de nodos y elementos utilizados, respec-
tivamente, en la determinación de LT_FEMR ha resultado igual a 23.886 y 47.490 
en el SRM 24/18, 39.587 y 78.910 en el SRM 8/6 y 20.763 y 41.300 en el SRM 
6/4. Aun cuando en la de LT_FEM_Tot  el total de los mimos ha sido 95.436 y 
184.466 en el SRM 24/18, 56.450 y 110.716 en el SRM 8/6 y 79.211 y 140.205 
en el SRM 6/4. A comienzos del siglo XXI el tiempo dedicado en un PC para 
completar estas simulaciones era extraordinariamente alto, pudiendo según el 
caso conllevar desde decenas de minutos hasta varias horas. En la actualidad, 
en un ordenador convencional como un i7-2600 @ 3.40 GHz con 8 GB de 
memoria RAM, esos tiempos se han visto reducidos para un único valor de 
corriente a un intervalo comprendido entre unos segundos en la posición de 
desalineamiento y varios minutos en la posición de alineamiento. Esa reducción 

Figura 4.20. Característica flujo concatenado total vs. corriente de fase en la posición 
de desalineamiento obtenida mediante diferentes procedimientos de cálculo obviando 
la contribución del material (ver tabla 4.11). rRMSET normalizado a la unidad de 
los procedimientos indicados como Cor, Rad/Sha, Wel, WelMP, Tol, TolMP y FEMR 
considerando FEM_T como objetivo. 

0 2 4 6 8 10
0

0.1

0.2

0.3

i
F
 (A)

λ T
 (

W
b)

0 5 10 15 20
0

0.4

0.8

1.2

1.6

i
F
 (A)

λ T
 (

W
b)

Cor Rad/Sha Wel MPWel

MPTol _Pro A _Pro UTol

RFEM _FEM T

SRM 24/18

0 2 4 6 8 10
0

0.3

0.6

0.9

1.2

i
F
 (A)

λ T
 (

W
b)

SRM 8/6

Cor Rad/Sha Wel MPWel

MPTol _Pro A _Pro UTol

RFEM _FEM T

SRM 6/4

Cor Rad/Sha Wel MPWel

MPTol _Pro A _Pro UTol

RFEM _FEM T

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Cor
Rad/Sha

Wel
Wel_

Tol
Tol_

Pro_A
Pro_U

FEM_R

rRMSE
T
 Normalizado a 1

 

 
SRM 24/18
SRM 6/4
SRM 8/6

MPTol

MPWel

 



4.5. Caracterización en el resto de posiciones 197
 

  

en tiempo de cómputo abre la puerta a la integración del FEM en programas 
dedicados al diseño de motores.  

Sin embargo, la implementación en microprocesadores de bajo coste o pro-
cesadores digitales de señal de algoritmos computacionales tan complejos como 
aquellos en los que el FEM se basa, o su integración en lazos de control ope-
rando en tiempo real, es todavía una quimera. Ese hueco se cubre usando 
procedimientos analíticos de un bajo coste computacional como los estudiados 
en este capítulo y el anterior. 

4.5. Caracterización en el resto de posiciones 

La caracterización del motor en el resto de posiciones, siguiendo procedi-
mientos analíticos similares a los expuestos en los dos capítulos anteriores, ha 
sido estudiada en [Vijayraghavan, 2001], [Krishnan, 2001]. [Radun, 2000] y 
[Sheth, 2005].  

No obstante, en [Radimov, 2004], [Hossain, 2003], [Stiebler, 1999], [Miller, 
1998] o [Tang, 1997] se demuestra la posibilidad de obtener mediante sencillos 
procedimientos analíticos, la característica flujo concatenado vs. corriente de 
fase en cualquier posición del rotor partiendo de su conocimiento en única-
mente las dos posiciones extremas de alineamiento y desalineamiento. Es por 
ello que los estudios presentados en este capítulo y el anterior se han focalizado 
solo en sendas posiciones, no siendo objeto de esta tesis aportar nuevas expre-
siones que traten de mejorar los resultados que derivan de las propuestas en 
las referencias anteriores, ni tampoco un análisis comparativo de los mismos.  

No obstante, la determinación completa de las características que definen 
el comportamiento del motor: flujo concatenado vs. corriente de fase vs. posi-
ción del rotor y par electromagnético vs. corriente de fase vs. posición del rotor, 
se aborda en el siguiente capítulo de forma experimental para el prototipo 
disponible del SRM 24/18, conjuntamente con su simulación tanto en 2D como 
en 3D por el FEM.  
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Equation Chapter 5 Section 1 
 
 

  

Caracterización completa 
del motor  

5.1. Introducción 

En este capítulo se acomete la caracterización completa del motor mediante 
su simulación en 2D y 3D por el FEM y de forma experimental.  

 Se comienza revisando la metodología a seguir para la determinación por 
el FEM en 2D y 3D de la relación del flujo concatenado y el par electromag-
nético con la corriente de fase y la posición del rotor. Seguidamente se analizan 
en cada caso los resultados de las simulaciones y la diferencia entre ellos como 
consecuencia de la contribución del flujo de dispersión no computado en 2D 
que se produce en la cabeza de las bobinas. 

En primera instancia el proceso de determinación de sendas características 
se realizará de forma independiente sin necesidad del conocimiento previo de 
ninguna de ellas (método directo) y en segunda de forma inversa haciendo uso 
de una de ellas para el cálculo de la otra (método indirecto). Con anterioridad 
a este segundo procedimiento se analiza la relación entre el par y el flujo con-
catenado en una máquina de reluctancia conmutada y cómo es posible deter-
minar uno a partir del otro y viceversa.  

Seguidamente se revisan los procedimientos descritos en la literatura para 
la caracterización experimental de la máquina y se proponen otros con el fin 
de contribuir a su mejora. Por último, se presenta el resultado de los mismos 
y se analiza su diferencia con el procedente de las simulaciones en 3D. 
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5.2. Caracterización mediante el FEM  

La resolución mediante una formulación integral de problemas electromag-
néticos con simetría compleja, como sucede en un SRM, no resulta práctica. 
En esos casos, puesto que cualquier cuerpo con geometría arbitraria se puede 
descomponer en diferenciales de volumen, lo adecuado es recurrir a una for-
mulación local o diferencial. 

Análogamente, en el método de cálculo numérico de los elementos finitos 
un sistema continuo se divide (discretiza) en un número limitado de partes o 
elementos (con geometría triangular en 2D y tetraédrica en 3D) a cuyos puntos 
de unión o nodos se les asigna un conjunto de coeficientes que dan valor a la 
función matemática que describe cada elemento.  

En casos magneto estáticos como el que nos ocupa, donde el campo es 
creado únicamente por corrientes eléctricas constantes en el tiempo, los vecto-
res B y J asociados, respectivamente, a las densidades del campo magnético y 
la corriente se relacionan según la ley de Ampère, tal que: 

ˆ ˆ ˆ

ˆ

ˆ ˆ                              .

z y

x y z

x z y x

x y z
B B x

x y z y z
B B B

B B B By z J
z x x y

μ

 ∂ ∂ ∂ ∂ ∂∇ × = = − ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ 

   ∂ ∂ ∂ ∂+ − + − =   ∂ ∂ ∂ ∂   

B
  (5.1) 

La expresión (5.1) no es adecuada en el cálculo numérico, siendo necesaria 
su trasformación en la ecuación de Poisson. Para ello se recurre a diferentes 
formulaciones basadas, según el caso, en un potencial magnético escalar total 
(FEM 3D y región con J≠0), un potencial magnético escalar reducido (FEM 
3D y región con J=0) y un potencial magnético vector (FEM 2D). 

Así, cuando se requiere un análisis en 3D, en aquellas regiones del espacio 
donde la densidad de corriente J es nula y las variaciones temporales del vector 
desplazamiento eléctrico D son despreciables, la densidad del campo magnético 
B puede obtenerse a partir del gradiente de un campo escalar como se hace en 
electrostática. Siendo ese campo escalar el potencial magnético escalar total 
φm. Tal que: 
 0  0 0 y por tanto .mφ=  × =  × = = −∇J B H H ∇ ∇   (5.2) 

Por otro lado, sabido que B=μH, al aplicar la ley de Gauss en el campo 
magnético (∇⋅B=0) se puede concluir que la intensidad del campo magnético 
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y el potencial magnético escalar satisfacen la ecuación de Laplace (ecuación de 
Poisson con J=0). Es decir: 
 2( ) 0 0.m mμ φ μφ∇ ⋅ = ∇ ⋅ − ∇ =  ∇ =B   (5.3) 

Por el contrario, en aquellas regiones donde J es no nula, la intensidad del 
campo H se calcula como suma de dos campos. Uno, HS, debido a la exclusiva 
contribución de las corrientes, lo cual implica asumir la desaparición de los 
materiales y otro, HM, debido a la contribución de estos. El valor de HS se 
determina aplicando la ley de Biot y Savart: 

 S 3

( ) ( - )1  .
4 -V

dτ
π

×= 
J r' r r'H

r r
  (5.4) 

En cuanto al vector HM=H-HS, al ser las mismas fuentes rotacionales las 
que originan H y HM (∇×HS=∇×H=J), este es irrotacional (∇×HM=∇×H-
∇×HS=0) y por tanto expresable como el gradiente de un potencial escalar, 
que se ha dado en llamar potencial magnético escalar reducido ϕm. Tal que: 
 M .mϕ= −∇H   (5.5) 

Aplicando de nuevo la ley de Gauss para el magnetismo se llega a una 
ecuación de Poisson que al ser resuelta mediante el FEM permite obtener ϕm. 
Esto es: 

( ) 0 3

( ) ( - )1( ) 0  0
4 -

m
V

dμ μ ϕ μ τ
π

 × ∇ ⋅ = ∇ ⋅ =  ∇ ⋅ − ∇ + ∇ ⋅ =  
 


J r' r r'B H

r r
  (5.6) 

Si la formulación descrita se aplica a todo el volumen de cálculo presenta 
inestabilidades en la solución numérica, por lo que habitualmente se combinan 
regiones de cálculo con potencial magnético escalar reducido (regiones con co-
rrientes reales) con otras de potencial magnético escalar total (regiones sin 
corrientes eléctricas, salvo los bloques de corte de caminos cerrados). Siendo 
este el procedimiento empleado en el software de simulación electromagnética 
por elementos finitos en 3D utilizado en esta tesis (Opera 3D de Cobham, 
módulo Tosca).  

Cuando el problema se plantea en 2D resulta preferible operar con el po-
tencial magnético vector A descrito en el capítulo anterior. Aplicando en la 
ley de Ampère la sabida relación entre B y A (B=∇×A) se obtiene: 
 ( ) 2- .μ× × = ∇ ⋅ ∇ ∇ =A A A J∇ ∇   (5.7) 

Demostrado en la literatura que las ecuaciones de Maxwell permanecen 
inalteradas para diferentes valores de ∇A, si en (5.7) se escoge el gauge de 
Coulomb (∇A=0), esta se convierte en la ecuación vectorial de Poisson: 
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 2 .μ∇ =A J   (5.8) 

En problemas en 2D con simetría plana y coordenadas cartesianas x, y (o 
con simetría cilíndrica y coordenadas cilíndricas z, r) la única componente no 
nula de los vectores A y J es perpendicular al plano de simetría x, y (dirección 
en el eje z). En esas condiciones (5.8) se transforma en una única ecuación 
escalar fácilmente resoluble por el FEM. Esto es:  
 2 .Z ZA Jμ∇ =   (5.9) 

La formulación anterior es la utilizada por el programa de simulación elec-
tromagnética FEMM. Este programa, como se ha comentado, es el empleado 
para la resolución en 2D mediante el FEM de los problemas planteados en esta 
tesis. 

Por último, con independencia del tipo de formulación (2D o 3D), cuando 
el material exhibe un comportamiento no lineal, su permeabilidad es una fun-
ción dependiente de la intensidad del campo. Es decir: 

 ( ) .B H
H

μ =   (5.10) 

Esta información se introduce en el software de simulación en forma de 
tabla (B, H), cuya determinación ha sido descrita en el capítulo 2. 

Una vez determinado el valor del potencial magnético (escalar o vector 
según el caso), mediante operaciones matemáticas incluidas en el módulo pos-
procesador de sendos programas empleados (OPERA en 3D y FEMM en 2D), 
es posible calcular de forma directa por ejemplo la densidad y la intensidad 
del campo magnético en cualquier punto, la energía y la coenergía magnética 
en diferentes volúmenes (en el vacío, en un material o una combinación de 
ambos) o de forma indirecta el par electromagnético, el flujo concatenado total, 
etc.  

5.2.1. Flujo concatenado vs. corriente de fase vs. posición 
del rotor 

En 2D el software de simulación FEMM proporciona directamente el valor 
del flujo concatenado debido a la corriente en sentido entrante o saliente de 
un circuito, en consecuencia, la determinación del flujo concatenado total se 
resume a multiplicar el resultado obtenido en un circuito por el número total 
de los que intervienen en la excitación completa de una fase. 

Por el contrario, en 3D el software de simulación OPERA no facilita direc-
tamente esa operación, por lo que es necesario aplicar un método de cálculo 
genérico (válido tanto en 2D como en 3D) en el cual, el valor del flujo 
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concatenado se obtiene en base al cálculo de la energía lineal debida al campo 
magnético, WL, evaluada en todo el volumen ocupado por el motor. Donde a 
su vez, WL se calcula como un medio de la suma de la energía almacenada en 
el campo WF y la coenergía WC debida a este (estando ambas evaluadas en el 
mismo volumen).  

Habitualmente, con el fin de reducir los tiempos de cálculo, especialmente 
largos en simulaciones en 3D, el motor se suele dividir en el mayor número 
posible de regiones simétricas y únicamente se simula una de ellas, aplicando 

Figura 5.1. Representación en 2D y 3D del SRM 24/18 completo y de una sexta 
parte que se ha dado en simular en la posición de desalineamiento. Al ampliar las 
imágenes situadas a la derecha se puede observar los elementos en que se ha des-
compuesto esa sexta parte tras el mallado. En 3D no se muestra de forma intencio-
nada la región del aire que recubre el motor en la simulación, dado que en caso 
contrario ocultaría el material. 
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en los cortes que las unen condiciones de frontera con simetría anti periódica 
en FEMM y periodicidad con simetría negativa (por ejemplo, en el SRM 24/18 
cada 60º) en Opera 3D. Siendo reseñable remarcar que en Opera 3D resulta 
necesario añadir todas las bobinas de la fase activa, tal como se muestra en la 
figura 5.1. 

Así, el flujo concatenado total por una fase λT evaluado para una posición 
concreta del rotor y un valor de corriente de fase se calcula como el pro-
ducto del número de regiones de simetría por el flujo concatenado en una de 
ellas evaluado para esos valores de corriente de fase y posición del rotor λSIM

 Esto es:  
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  (5.11) 

donde NSIM es el número de simetrías en que se divide el volumen total del 
motor y JC y SC, respectivamente, la densidad de la corriente y la sección en 
los conductores que forman el devanado del único polo del estator de la fase 
activa, incluido en la región de simetría para la cual se realiza la simulación. 

 Siendo, además, WFSIM  y WCSIM, respectivamente, la energía y la coenergía 
en el campo magnético en una región de simetría, que evaluadas para y
resultan:  
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F F
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i H i
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W i i di d dv

θ θ θ θ

θ λ
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 = =  
    B H H   (5.13) 

donde VSIM es el volumen de la región. 
En la figura 5.2 se muestra la característica completa flujo concatenado vs. 

corriente vs. posición del rotor evaluada en 2D (derecha) y en 3D (izquierda) 
para el prototipo del SRM 24/18. Esta se ha obtenido para 11 posiciones es-
paciadas 1° mecánico entre la posición de alineamiento (0° mecánicos) y la 
posición de desalineamiento (10° mecánicos) y 10 valores de corriente de fase 
por posición entre 0 y 10 A cada 1 A. Lo que hace un total de 220 simulaciones, 
siendo el tiempo dedicado a las 110 simulaciones en 2D (con un PC igual al 
descrito en el capítulo anterior) cercano a las 17 h y entorno al triple a las 
realizadas en 3D. Nótese como en las posiciones correspondientes a 10º (ali-
neamiento) y 9º las características λ vs. iF quedan en ambos casos práctica-
mente solapadas.    

'θ '
Fi

'
Fi

( )' ', .Fi θ

'
Fi 'θ
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Figura 5.2. Característica λ vs. iF vs. θ obtenida de la simulación en 2D y 3D 
para iF=0:1:10 A y θ=0:1:10 Deg. Representación dual 2D/3D. Valor del rRMSE 
entre el λ calculado en 2D y en 3D considerando como objetivo el λ en 3D tomando 
como parámetro la posición (izda.) y la corriente (dcha.). 
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Por otro lado, en la misma figura (especialmente para las posiciones extre-
mas en e y f) se puede apreciar como las características obtenidas en 2D y 3D 
difieren significativamente como consecuencia del flujo marginal y el flujo de 
dispersión, que no es posible contemplar en el plano y-z en un análisis en 2D.  

Esta discrepancia se pone de manifiesto en [Sofiane, 2002] como consecuen-
cia del efecto debido al flujo no contemplado en la cabeza de las bobinas. Si 
bien, en este trabajo no se plantea expresión alguna para la determinación del 
error de cómputo en 2D, sino que únicamente se muestra la dependencia de la 
inductancia con: a) la posición del rotor para un solo valor de corriente, donde 
el motor no se encuentra saturado, donde se puede observar como su valor en 
3D resulta superior en todo el rango entre la posición de alineamiento y desa-
lineamiento, siendo esta diferencia superior en alineamiento; b) la corriente en 
la posición de alineamiento, gráfica a partir de la cual los autores concluyen 
que: la diferencia entre la inductancia calculada en 2D y 3D, que hacen llamar 
“de dispersión”, es constante con la posición. Conclusión no generalizable no 
solo en cualquier posición del rotor, sino incluso también en la de alineamiento, 
como se muestra en la figura 5.3 a y b. 

En [Hsieh, 2007] y [Amorós, 2009] se platean expresiones para el cálculo de 
la inductancia debido al efecto de la cabeza de las bobinas. No obstante, en el 
primer trabajo los experimentos se realizan sobre un núcleo en E bobinado en 
la columna central, en lugar de realizarlos con un SRM. En el segundo, por el 
contrario, el estudio sí se aborda sobre un SRM, pero con desplazamiento lineal 
en lugar de angular, donde a pesar de ello se puede observar una gráfica similar 
a la mostrada en la figura 5.2 e. Lo cual, a su vez se confirma en la tesis 
doctoral [Matveev, 2006], donde además se plantean un conjunto de expresio-
nes para la determinación de la inductancia, tal que:  

 3

2 2
1 ,D F

ee end si f
D D

iK L K Kλ
λ λ

 
= = + 

 
  (5.14) 

donde Lend es el coeficiente de autoinducción correspondiente a la cabeza de 
las bobinas despreciando el material, Ksi y Kf dos factores que, respectivamente, 
dan cuenta de la presencia del material y del flujo marginal en la dirección del 
eje del motor. Esto es: 

 2
0

82 ln 2 ;
2 0,447

PE C
end PEF ÉP

C C

w w aL N N
h w

μ
  += −       

  (5.15) 

 ( )1,5 0,95 0,05 cos ; siK γ= −   (5.16) 

 
( )( )2 1 cos
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Figura 5.3. Diferencia entre la inductancia al origen obtenida en 3D (L3D) y en 2D 
(L2D) por el FEM (a y b). Relación λ3D/λ2D habiendo sido evaluado λ2D por el FEM 
y λ3D en c, e, g a partir de λ2D según [Matveev 2006] y en d, f y h por el FEM.  
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siendo  

 1
UNA

θγ π
θ

 
= − 

 
  (5.18) 

y θUNA la posición de desalineamiento (10º para el SRM 24/18) 
La expresión (5.17) si bien ha sido determinada en base a [Matveev, 2006], 

no se corresponde con la indicada en dicho trabajo al resultar esta errónea. 
Esto se sustenta tanto en los resultados obtenidos en esta tesis (Figura 5.3 d, 
f y h) como en los mostrados en [Amorós, 2009]. Si bien, en ese caso para un 
SRM lineal.  

 Seguidamente se analiza la dependencia con la posición del rotor y la co-
rriente de fase, de la relación entre el flujo concatenado obtenido en 3D y 2D 
por el FEM en el SRM 24/18, así como mediante las expresiones anteriores. 

Del análisis del rRMSE entre las características λ vs. iF vs. θ en 2D y 3D, 
tomando como objetivo los resultados obtenidos en 3D (gráficas g y h en la 
figura 5.2), se deduce que este es más alto conforme el motor se aleja de la 
posición de alineamiento (mayor flujo disperso y sobre todo marginal) y dis-
minuye la corriente de fase. Así, la inductancia al origen en la posición de 
desalineamiento es igual a 9,3  mH en 2D frente a 19,6 mH en 3D, siendo su 
diferencia ciertamente significativa. De igual modo en la posición de alinea-
miento la inductancia al origen en la región lineal de la curva (hasta unos 3 A) 
es igual a 58,2 mH en 2D y a 72,6   mH en 3D. Evidenciándose de nuevo una 
diferencia que, aunque menor en términos relativos, resulta notoria en términos 
absolutos. Asimismo, es posible apreciar como en 2D la separación de las ca-
racterísticas λ vs. iF entre las posiciones de 0° (alineamiento) y 1° es muy 
superior a la que se produce en 3D, siendo esta última más cercana a la expe-
rimental, como se demostrará posteriormente. 

Recuerde el lector que el SRM 24/18 es un motor casi plano y por ende 
bastante atípico, tal como se puede apreciar en la figura 5.1, en el cual la 
longitud axial del paquete de chapas (eje z) es solo 12 mm, siendo esta similar 
a la altura de los yugos (10 mm) y mucho menor que el diámetro externo del 
yugo del estator (346 mm).  

Así, la falta de volumen en el eje z origina que la diferencia entre los resul-
tados obtenidos en 2D y 3D sea significativamente más notoria que en motores 
con una geometría convencional con una gran longitud axial, como el SRM 
6/4 o el SRM 8/6 con los que se ha trabajado en capítulos anteriores de esta 
tesis. 

Sin embargo, a pesar de lo anterior, la diferencia en 2D y 3D entre las 
inductancias al origen medidas en las posiciones extremas no es tan alta 
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(48,9 mH vs. 53  mH), por lo que tampoco lo será la coenergía entre las curvas 
que limitan esas posiciones y en consecuencia el par máximo que es capaz de 
proporcionar el motor cuando este se evalúe en 2D y 3D.  

No obstante, si se analiza el cociente entre el flujo concatenado total obte-
nido por el FEM en 3D y 2D (figura 5.3 d), la dependencia del mismo con la 
corriente de fase para cada posición es menos significativa que su diferencia, 
tal como se dedujo del estudio del rRMSE y, de igual modo, más pronunciada 
conforme el motor se acerca a las posiciones de alineamiento, en las cuales el 
material tiende a saturarse conforme aumenta la corriente.  

Los resultados anteriores, son un tanto dispares frente a los obtenidos me-
diante las expresiones (5.14) a (5.18), como se deduce de la comparación de 
las gráficas c y d en la figura 5.3. Evidenciándose con ello una clara falta de 
sensibilidad ante variaciones de la corriente de fase, que tras ser analizada 
procede del término Kf, con independencia de la longitud del paquete de cha-
pas, ciertamente baja en el SRM 24/18.  

De igual modo cuando se analiza la diferencia entre la inductancia al origen 
obtenida por el FEM en 3D y 2D, se puede observar una fuerte dependencia 
con la corriente de fase y la posición del rotor (gráficas a y b en la figura 5.3). 
Dependencia que tiende a suavizarse conforme el motor se acerca a la posición 
de desalineamiento. 

Por último, obsérvese como en un material que idealmente no presente 
histéresis en su curva B-H, la relación flujo concatenado vs. corriente de fase 
vs. posición del rotor resulta biunívoca. Este hecho resulta clave para la esti-
mación indirecta de la posición del rotor conocido el flujo concatenado y la 
corriente de fase, eliminando con ello el uso de sensores de posición. Hipótesis 
que desgraciadamente no resulta válida en el prototipo del motor bajo estudio 
(SRM 24/18), tal como se demuestra posteriormente en esta tesis.  

5.2.2. Par vs. corriente de fase vs. posición del rotor 

Formalmente la fuerza magnética F ejercida sobre un volumen V se puede 
expresar en función de la densidad y la intensidad del campo: 

 ( ) ( )0  .r r
V V

dv dvμ μ μ= ∇ × × = ∇ × × F B B H H   (5.19) 

Dado el elevado valor de la permeabilidad relativa de los materiales ferro-
magnéticos, frente a la del cobre empleado en los devanados y la del vacío, la 
fuerza magnética y su momento (par) se ejerce básicamente sobre el núcleo. 

No obstante, como consecuencia de las discontinuidades que se producen 
en la superficie de núcleo de las derivadas de los campos y de μr [García, 2002], 
el cálculo de la fuerza a través de (5.19) en regiones ferromagnéticas no resulta 



210    Capítulo 5. Caracterización completa del motor 
 

 

adecuado, de modo que la integral de volumen se transforma en otra sobre la 
superficie S que encierra el volumen V, tal que:  

 ( ) 2

0 0

1 1 ,μ 2S S
d d

μ
 

= σ ⋅ = ⋅ ⋅ − ⋅ 
 

 F s B n B B n s    (5.20) 

siendo σ el tensor de tensiones de Maxwell para el campo magnético, cuyas 9 
componentes expresadas en forma matricial resultan igual a:  
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 
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  
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σ = = −  
  

   − 
 

   (5.21) 

Así, denominando nx, ny, nz a las tres componentes del vector unitario nor-
mal a la superficie en el sistema de coordenadas cartesianas, n, las componen-
tes de la fuerza se corresponde con:  

 
2

2

0

1
2

x x x x y y x z z
S

BF B n B B n B B n ds
μ

  
= − + +      

   (5.22) 
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2
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1
2

y x y x y y y z z
S

BF B B n B n B B n ds
μ

  
= + − +      

   (5.23) 
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2

0

1 .
2

z x z x y z y y z
S

BF B B n B B n B n ds
μ

  
= + + −      

   (5.24) 

En dos dimensiones, las integrales se evalúan sobre una línea cerrada que 
envuelve al rotor recorriendo el entrehierro (en lugar de una superficie ce-
rrada), obviando las componentes en z.  

De igual modo, evaluando la fuerza aplicada en un punto P (en la superficie 
que envuelve el rotor en el entrehierro con μ=μ0) respecto a un punto O (nor-
malmente el centro del rotor) el par electromagnético T resulta:  

 ( ) 2

0 0

1 1 ,
2S S

d d
μ μ
 

= × ⋅ = × ⋅ ⋅ − ⋅ 
 

 T r s r B n B B n s σ   (5.25) 

donde r es un vector desde el punto O al punto P.  
Las componentes del par se obtienen de manera semejante a las de la fuerza, 

siendo la componente z la más significativa (representada posteriormente) por 
ser la componente x de la fuerza la causante del giro del rotor. 

Formalmente con independencia de la superficie escogida el resultado de-
bería ser el mismo, no obstante, al calcular el par mediante el FEM esto no 
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sucede. Por ejemplo, en OPERA 3D el resultado es menos preciso si el par se 
evalúa justo en la superficie del rotor en lugar de en una capa externa circun-
dante. Por ello, tal como se muestra en la figura 5.4 (a), en OPERA 3D se han 
añadido varias capas alrededor del rotor antes de efectuar el cálculo del par 
(concretamente 3).  

En FEMM con el fin de tratar de reducir ese posible error, una vez selec-
cionada la superficie de la región ferromagnética sobre la cual se quiere evaluar 
el par, el programa establece de forma automática una colección de curvas 
concéntricas que la encierran (ver figura 5.4 (b)) y evalúa una función de 
ponderación. Es lo que se define como Weighted Stress Tensor Volume Inte-
gral. De este modo el tensor de tensiones es evaluado como una integral de 
volumen, siendo los resultados más precisos que los obtenidos de la integral a 
lo largo de solo una curva cerrada, ya que de algún modo los posibles contornos 
se promedian para producir el resultado de la fuerza del tensor de tensión 
ponderada [Meeker, 2010].  

No obstante, tanto en 2D como en 3D resulta crucial establecer un mallado 
suficientemente fino en la región del entrehierro, tal como se aprecia en el 
detalle de la figura 5.4 (c) mostrado en la figura (d).  

Las características del par electromagnético T vs. la corriente de fase, iF vs. 
la posición del rotor θ, obtenidas tras procesar la información procedente de 

Figura 5.4. (a) Representación en 3D del rotor (en verde) más las capas añadidas 
(en gris) en el posprocesador de Opera 3D para el cálculo de par; (b) representación 
del rotor y las trayectorias (en naranja) que FEMM añade automáticamente para el 
cálculo del par mediante el tensor de tensiones ponderado; (c) modificación de (b) 
incluyendo en el entrehierro más bandas (en azul) que permitan un mallado fino; (d) 
detalle de las bandas trazadas en el entrehierro (en azul) con un mallado entre ellas 
mucho más fino y de las trayectorias para el cálculo del par (en naranja).  
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las simulaciones referidas en el apartado anterior se muestran en la figura 5.5. 
En este caso el par electromagnético evaluado para una posición concreta del 
rotor y un valor de corriente de fase  se calcula como el producto de la 
componente z de T obtenida en la simulación de una simetría, TSIM, por el 
número de simetrías y por -1. Es decir: 
 ( ) ( )' ' ' ', , .θ θ= −F SIM SIM FT i N T i   (5.26) 

En los resultados mostrados en la columna izquierda se ha tomado como 
parámetro la corriente de fase, mientras que en los que se ubican a la columna 
derecha se ha considerado como tal la posición del rotor. Como cabía esperar, 
observando la representación del par vs. la corriente de fase tomando como 
parámetro la posición, se deduce que tanto en la posición de alineamiento como 
en la de desalineamiento el par resulta prácticamente nulo.  

De igual modo el par resulta mayor en las posiciones en las que el solapa-
miento entre los polos del estator de la fase activa y del rotor es menor, alcan-
zándose el máximo valor del par entorno a los seis grados (en 3D 17,87 Nm en 
5,9º y en 2D 19,59 Nm en 5,8º). 

Los valores obtenidos al calcular el rRMSE entre el par obtenido en 2D y 
3D, tomando como objetivo el determinado en 3D, y cuya representación se 
muestra en la figura 5.5, revelan de nuevo cierto desajuste entre los resultados 
procedentes de ambos métodos de cálculo. De hecho, con el motor en satura-
ción profunda (iF=10 A) el par determinado en 2D FEMM llega a superar al 
obtenido en 3D.  

Considerando la posición como parámetro, el error resulta prácticamente 
constante hasta alcanzar valores de la corriente de fase a partir de los cuales 
comienza la saturación del núcleo (en torno a 4 A), creciendo posteriormente 
con la corriente de forma acentuada y cuyo comportamiento se ajusta adecua-
damente por una ecuación polinómica de tercer grado (ax3 + bx2 +cx+d con 
a=0,0011, b=-0,0072, c= 0,022 y d= 0,62). Resulta notorio destacar como el 
comportamiento del error resulta en este caso contrario al observado en el flujo 
concatenado. 

En caso de evaluar el error considerando como parámetro la corriente y el 
giro del motor en sentido horario este resulta inferior (0,2 en promedio frente 
a 0,8). Ahora el error crece desde la posición de alineamiento hasta que el eje 
del polo del rotor se encuentra cercano al vértice del polo del estator con el 
que estaba alineado. A partir de dicha posición este decrece hasta que ambos 
polos prácticamente dejan de encontrarse solapados, volviendo nuevamente a 
crecer desde esa posición hasta que el polo del rotor se solapa con el siguiente 

'θ '
Fi
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polo del estator. Posición a partir de la cual el error vuelve a decrecer hasta 
alcanzar la de desalineamiento.  

El origen del error, y especialmente su dependencia creciente con la co-
rriente conforme el material profundiza en saturación, nuevamente se justifica 
con la pérdida de resolución en 2D del cálculo del flujo de dispersión y sobre 
todo del flujo marginal en la dirección axial del eje z. 

Figura 5.5. Par vs. corriente de fase vs. posición del rotor simulada en 2D (superior) 
y 3D (inferior) para iF=0:1:10 A y θ=0:1:10 deg. rRMSE entre el par obtenido en 
2D y 3D considerando como objetivo el par en 3D y tomando como parámetro o 
bien la corriente (izda.) o bien la posición (dcha.) 
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Por último, obsérvese como al contrario de la relación λ vs. iF vs. θ, la 
relación entre el par electromagnético, la corriente de fase y la posición no es 
biunívoca, imposibilitando con ello la determinación inversa de la posición del 
rotor a partir del conocimiento del par y la corriente de fase.   

5.2.3. Determinación indirecta de la característica del flujo 
concatenado y el par 

En un accionamiento electromecánico compuesto por una parte fija y otra 
móvil donde se produce la transformación de la energía eléctrica en mecánica, 
la energía total en el sistema es función de dos variables de estado. Puesto que 
en una máquina de reluctancia conmutada el inducido móvil es el rotor, su 
posición siempre es una de ellas. La segunda variable de estado puede elegirse 
de forma arbitraria entre la corriente de fase y el flujo concatenado [Nagel, 
2000], en cuyo caso una dependerá de la otra y viceversa. 

Por otro lado, asumiendo que el material no presenta histéresis y despre-
ciando el flujo de dispersión, el modelo eléctrico de una fase del motor con el 
rotor bloqueado se corresponde con una resistencia asociada al cobre del deva-
nado en serie con una inductancia.  

En esas condiciones para cada valor de la posición del rotor θ  y la corriente 
de fase iF existe un único valor de flujo concatenado λ, de energía almacenada 
en el campo WF magnético y de coenergía WC [Mawardi, 1957]9. Tal que: 
 .F F Ci W Wλ⋅ = +   (5.27) 

Operando en términos diferenciales (5.27) se transforma en: 
 ( , ) ( , ) ( , ) ( , ),F F F F C Fi d i di dW dW iλ θ λ λ θ λ θ θ+ = +   (5.28) 

lo cual se muestra en las gráficas (a), (b), (d) y (e) de la figura 5.6. 
Asimismo, la diferencia entre un diferencial de la energía eléctrica suminis-

trada a una fase del motor WS y otro de la transformada por efecto Joule WR 
en la resistencia del devanado RC se corresponde con un diferencial de energía 
eléctrica WI. Esto es: 
 ( ) ,I S R F F C F I FdW dW dW v i R i dt e i dt= − = − = ⋅   (5.29) 

donde vF es la tensión en una fase del motor y eI la tensión inducida. 
Aplicando la ley de Faraday, un diferencial de WI se puede expresar como: 

                                                            
9 Magnitud dual de la energía, sin sentido físico, definida en un sistema conservativo y 
especialmente útil para el cálculo de las fuerzas magnéticas y el par en las máquinas 
rotativas  
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 .I I F F F
ddW e i dt i dt i d
dt
λ λ= ⋅ = =   (5.30) 

Por otro lado, la relación entre la energía mecánica WM, WI y WF es la 
siguiente: 
 .IM FdW Wd dW= −   (5.31) 

Así, en el caso de considerar como variables de estado la posición del rotor 
y el flujo concatenado (5.31) se transforma en: 
 ( , ) ( , ) ( , ),M F FdW i d dWλ θ λ θ λ λ θ= −   (5.32) 

donde: 

 ( , ) ( , )( , ) .F F
F

cte cre

W WdW d d
θ λ

λ θ λ θλ θ λ θ
λ θ= =

∂ ∂= +
∂ ∂

  (5.33) 

De igual modo, un diferencial de energía mecánica se relaciona con el par 
como sigue: 
 ( , ) ( , ) .MdW T dλ θ λ θ θ=   (5.34) 

Combinando (5.32), (5.33) y (5.34): 

 ( , ) ( , )( , ) ( , ) ,F F
F

cte cre

W WT d i d d
θ λ

λ θ λ θλ θ θ λ θ λ θ
λ θ= =

 ∂ ∂= − − 
∂ ∂  

  (5.35) 

e igualando términos resultan las siguientes expresiones: 

Figura 5.6. Relación entre el flujo concatenado, la corriente de fase, la posición del 
rotor, la energía almacenada en el campo y la coenergía.  
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 ( , )( , ) ;F
F

cte

Wi
θ

λ θλ θ
λ =

∂= −
∂

  (5.36) 

 ( , )( , ) .F

cre

WT
λ

λ θλ θ
θ =

∂= −
∂

  (5.37) 

Nótese como al operar en sendas expresiones con un diferencial de WF los 
valores obtenidos de corriente y de par son instantáneos. Así, el valor promedio 
del par entre dos posiciones θ1 y θ2. se corresponde con el cociente entre un 
incremento de WF (área sombreada en la figura 5.6 (c)) y un incremento de θ 
causados por el giro del rotor entre ambas posiciones. 

Igualmente tal como se deduce analíticamente de (5.36) y gráficamente de 
la figura 5.6 (b), la energía almacenada en el campo magnético para un valor 
de flujo concatenado λC con el rotor bloqueado en una posición θC se puede 
determinar como: 

 ( ) ( )
0

, ,  .C

F C C F CW i d
λ

λ θ λ θ λ=    (5.38) 

Si por el contrario se elige como variable de estado la corriente en lugar del 
flujo concatenado y se combinan (5.28) y (5.32) resulta: 
 ( , ) ( , ) ( , ) ,M F C F F FdW i dW i i diθ θ λ θ= −   (5.39) 

donde: 

 ( , ) ( , )( , ) .
F

C F C F
C F F

F cte i cre

W i W idW i di d
i θ

θ θθ θ
θ= =

∂ ∂
= +

∂
  (5.40) 

Análogamente al expresar la energía mecánica en función de la posición del 
rotor y la corriente de fase el par se relaciona con esta como sigue: 
 ( , ) ( , ) .M F FdW i T i dθ θ θ=   (5.41) 

Sustituyendo (5.40) en (5.39) y combinando el resultado con (5.41) resulta: 

 ( , ) ( , )( , ) ( , ) .
F

C F C F
F F F

F cte i cre

W i W iT i d i di d
i θ

θ θθ θ λ θ θ
θ= =

 ∂ ∂= − +  ∂ ∂ 
  (5.42) 

De nuevo igualando términos se obtienen dos expresiones que posibilitan 
determinar, respectivamente, el valor instantáneo del flujo concatenado y del 
par a partir de la derivada parcial de la coenergía respecto de la corriente de 
fase en un caso y de la posición en el otro. Esto es: 

 ( , )( , ) C F
F

F cte

W ii
i θ

θλ θ
=

∂=
∂

  (5.43) 

y 
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 ( , )( , ) .
F

C F
F

i cre

W iT i θθ
θ =

∂
=

∂
  (5.44) 

En este caso el valor promedio del par entre una posición θ1 y otra θ2 se 
corresponde con el cociente entre el incremental de la coenergía (área som-
breada en la figura 5.6 (f)) y de la posición que se producen en el giro del rotor 
entre ambas posiciones. 

Así, una vez se conoce la relación λ(iF, θ) en una posición del rotor θC es 
posible determinar el valor de la coenergía para un valor de corriente de fase 
iC (figura 5.6 ((d)) como se indica a continuación: 

 ( ) ( ) ( ), , ,  d ,
C

O

i
C C C C O C F C F

i
W i W i i iθ θ λ θ= +    (5.45) 

donde WC(iO, θC) representa el valor de la coenergía en la posición θC para un 
valor de corriente inicial iO, cuyo valor al ser habitualmente nulo provoca que 
también lo sea dicho término. No obstante, es importante recordar que al in-
tegrar una función aparece un término constante cuyo valor no tiene por qué 
ser nulo.  

Conocida la relación λ(iF, θ) en una posición del rotor θC, la evaluación de 
la derivada de su integral para un valor de corriente de fase iC permite deter-
minar el valor del par en ese punto. Esto es, combinado (5.44) y (5.45) resulta: 

 
( ),  d

( , ) .

C

O
C

F C

i
F F

i

C C

i i

i i
T i θ θ

λ θ
θ

θ
=

=

 ∂  
 =

∂


  (5.46) 

Este procedimiento se ha dado en llamar indirecto, puesto que no es posible 
determinar el par sin el conocimiento previo de la relación λ(iF, θ). 

Asimismo, si la relación conocida es T(iF, θ) el cálculo de la coenergía en 
un punto (iC, θC) se realiza a partir de (5.44) como sigue: 

 ( ) ( ) ( )
0

, , ,  ,
C

C C C C C O CW i W i T i d
θ

θ
θ θ θ θ= +    (5.47) 

donde el termino WC(iC, θO) representa el valor de la coenergía para la co-
rriente de fase iC en una posición inicial θO. Sin embargo, al contrario que en 
el caso anterior, WC(iC, θO) no resulta nula salvo que lo sea iC. 

Dado que con corriente de fase no nula la coenergía es mínima en la posición 
de desalineamiento θU y además la relación λ(iF, θU) se puede aproximar por 
lineal resulta: 

 ( ) ( ) 21 1, , ,
2 2

CO F U F U U FW i i i L iθ λ θ= ⋅ = ⋅   (5.48) 
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donde LU es la inductancia al origen en la posición de desalineamiento. 
Análogamente, sabida la relación T(iF, θ) para un valor de corriente de fase 

iC, el cálculo de la derivada de su integral en una posición θC permite determi-
nar λ(iC, θC). Es decir operando con (5.43), (5.47) y (5.48) resulta: 

 
( )21 ,  
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U F F

i i
C C

L i T i d

i

θ

θ

θ θ

θ θ
λ θ

θ
=

=

 
∂ ⋅ +  
 =

∂


 (5.49) 

Este procedimiento al igual que el anterior se considera indirecto, dado que 
el cálculo de la relación λ(iF, θ) requiere del conocimiento previo de la carac-
terística T(iF, θ). 

El resultado de aplicar (5.49) partiendo del valor de LU y la característica 
T(iF,θ) procedentes de la simulación del SRM 24/18 en 3D por el FEM se 
puede observar en las gráficas (e) y (g) incluidas en la figura 5.7.  

Se han evaluado múltiples funciones para la determinación analítica de la 
relación T(iF,θ), ofreciendo la mejor bondad del ajuste una ecuación compuesta 
por la suma de 8 senoides, tal que: 

 ( ) ( )
8

1
, sin .

F

F T n n n
n i cte

T i f a b cθ θ
= =

= +   (5.50) 

Lo cual se ilustra cualitativamente y cuantitativamente en las gráficas (a) 
y (b) mostradas en la figura 5.7, donde como factor de calidad del ajuste entre 
los valores objetivo del par procedentes del FEM (apartado 5.2.2) y los eva-
luados mediante (5.50) (indicados, respectivamente, con el subíndice O y P) 
se ha elegido el rRMSE. 

Puesto que en este caso lo que se pretende es evaluar el procedimiento y el 
tiempo de cómputo, este no se ha tenido en cuenta. Si bien, resulta conveniente 
hacer notar la necesidad de determinar 24 coeficientes para cada valor de co-
rriente de fase (en este caso considerada como parámetro), lo que ha supuesto 
un total de 240 coeficientes considerando 10 valores de corriente entre 1 y 
10 A espaciados 1 A.  

Seguidamente mediante (5.47) y (5.50) se ha calculado la coenergía y pro-
curado una función que la relacione con la corriente de fase tomando como 
parámetro la posición del rotor. El uso de una función compuesta por la suma 
de solo 3 senoides (m=3), como la indicada a continuación: 

 ( ) ( )
1

, sin ,m

m

C F C n n n
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W i f d e g
θ

θ θ
= =

= +   (5.51) 
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Figura 5.7. Resultado de la determinación de la coenergía (c) y el flujo concatenado 
(e y g) a partir del par (a). Error rRMSE entre los valores objetivo (O) y calculados 
(P) analíticamente del par (b), la coenergía (d) y el flujo concatenado (f y h). 
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ha dado lugar a mejores resultados que en el caso del par, tal como se deduce 
de las gráficas (c) y (d) que se exhiben en la figura 5.7. En este caso se han 
considerado 11 posiciones tomadas de grado en grado entre la posición de ali-
neamiento (0°) y la de desalineamiento (10°), resultando un rRMSE uniforme 
y cuasi nulo en todas las posiciones. Se ha probado aumentar hasta 8 el número 
de términos sinusoidales resultando la mejora prácticamente nula. De igual 
modo se ha analizado la posibilidad de disminuir a dos términos la función, lo 
que ha dado lugar a un rRMSE entorno a un 9,4 veces mayor, resultando aun 
así considerablemente reducido.  

Por último el flujo se ha obtenido tal como se indica en (5.43) y (5.51), 
siendo este una función del tipo: 

 ( ) ( )'

1
, cosm

m

F C n n n n
n cte

i f e d e g
θ

λ θ θ
= =

= +   (5.52) 

y cuyo valor tal como se deduce de los resultados mostrados en las gráficas (e) 
y (f) y (g) y (h) incluidas en la figura 5.7 donde la función coenergía se ha 
aproximado, respectivamente, con m igual a 3 y a 8 términos, resulta lejano 
del objetivo procedente del FEM, especialmente en las posiciones centrales del 
rotor y para altos valores de corriente de fase. Asimismo, un incremento hasta 
8 términos de la función coenergía no conlleva una mejora del rRMSE asociado 
al flujo concatenado. Igualmente, tanto con 3 como con 8 términos en las 
características de flujo obtenidas mediante este procedimiento inverso se apre-
cian ciertas oscilaciones que no deberían aparecer, siendo más significativas en 
las posiciones intermedias donde suele operar el motor. 

De igual modo, se ha partido de los resultados procedentes de la simulación 
por el FEM del SRM 24/18 y se ha evaluado el método inverso para la deter-
minación del par. En este caso, la función de ajuste seleccionada para deter-
minar la característica λ(iF, θ) ha sido una serie de Fourier con 3 términos 
(m=3). Esto es: 

 ( ) ( ) ( )0
1

,  cos sen  ,
m

F n F n F
n cte

i f p p m i q m iλ

θ

λ θ ω ω
= =

= + ⋅ ⋅ + ⋅ ⋅   (5.53) 

habiendo sido necesaria la determinación de 77 coeficientes, considerando como 
es el caso 11 valores de posición del rotor entre 0° y 10° espaciados 1° mecánico. 
El resultado de evaluar (5.53) se puede observar en las gráficas (a) y (b) in-
cluidas en la figura 5.8. 
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Figura 5.8. Resultado de la determinación de la coenergía (c) y el par (e y g) a partir 
del flujo concatenado (a). Error rRMSE entre los valores objetivo (O) y calculados 
(P) analíticamente del flujo concatenado (b), la coenergía (d) y el par (f y h). 
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A continuación tras la integración de (5.53) se ha determinado la coenergía 
en función de la corriente de fase para cada posición del rotor, mediante la 
siguiente expresión: 

( ) ( ) ( )
0

1

sen - cos
, =  ,

m n F n F
C F F n

n
cte

p m i q m i
W i f p i k

n
λ

θ

ω ω
θ

ω=
=

⋅ ⋅ ⋅ ⋅
+ +

⋅   (5.54) 

donde resulta notoria la aparición del término kn igual a: 

 ,
!

n n
nk q
m

=   (5.55) 

que se corresponde con la constante no nula resultante de la integración y que 
previamente no aparecía en la expresión (5.53). 

Conocida la coenergía se ha obtenido una ecuación que posibilita su deter-
minación en función de la posición del rotor manteniendo constante la co-
rriente de fase:  

 ( ) ( )0
1

, cos ,C

F

m

C F W n PR rad
n i cte

W i f u u N nθ θ
= =

= + − − ⋅ ⋅   (5.56) 

donde NPR es el número de polos del rotor y θrad su posición expresada en 
radianes. El valor de m se ha fijado en 6, por lo que ha sido necesario deter-
minar un total de 70 coeficientes para 10 valores de corriente de fase espaciados 
1 A entre 1 y 10 A. 

El resultado de evaluar (5.54) y (5.56) se muestra en las gráficas (c) y (d), 
de la figura 5.8 donde se puede comprobar como el rRMSE entre la coenergía 
obtenida con (5.54) y (5.56) resulta menor que el resultante entre la proce-
dente de la simulación por el FEM y la determinada con (5.54), siendo este 
especialmente superior cuanto menor es la corriente de fase. 

Finalmente a través de la derivación de (5.56) respecto de la posición del 
rotor se ha obtenido una expresión que posibilita el cálculo de las característi-
cas del par a corriente constante. Tal que: 

 ( ) ( )'

1
, sen ,C

F

m

F W PR n PR rad
n i cte

T i f N n u N nθ θ
= =

= ⋅ ⋅ ⋅   (5.57) 

donde se ha mantenido el número m de términos del sumatorio en seis.  
En las gráficas (e) y (f) de la figura 5.8 se pueden observar, respectiva-

mente, las características de par calculadas con (5.57) y el rRMSE entre estas 
y las procedentes de la simulación por el FEM. Igualmente, en las gráficas (g) 
y (h) se muestran las curvas de par procedentes de la simulación por el FEM 
y las obtenidas tomando como origen los valores de la coenergía obtenidos en 
dichas simulaciones y el rRMSE entre ellas. Como se puede apreciar la 
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diferencia en ambos casos entre los valores del rRMSE (gráficas (f) y (h)) no 
dista significativamente, siendo uniforme hasta unos 5 A y en términos abso-
lutos aproximadamente igual a 0,018 e inferior a la mitad en adelante, lo cual 
guarda cierta coherencia con lo observado en la gráfica (d), no siendo en con-
secuencia el error en la estimación de la coenergía la principal fuente de error 
del cálculo del par de forma indirecta sino la metodología asociada a dicho 
procedimiento en caso de asumir como válida la expuesta en el apartado an-
terior.  

En ambos casos el par máximo obtenido mediante el procedimiento indi-
recto tiende a superar al procedente de su cálculo directo mediante (5.25) y 
(5.26). Asimismo, al estimar de forma indirecta el flujo concatenado, las curvas 
de par obtenidas mediante este procedimiento exhiben ciertas oscilaciones im-
propias de una característica real como se puede observar en el siguiente apar-
tado. 

5.3. Caracterización Experimental 

Análogamente a como se ha visto en el apartado anterior la determinación 
experimental de la característica flujo concatenado vs. corriente de fase vs. 
posición del rotor puede realizarse o bien de forma directa o bien de forma 
indirecta, lo cual es extensible a la obtención de la característica electromecá-
nica que relaciona el par motor con la corriente de fase y la posición del rotor.  

En el procedimiento directo la determinación experimental del flujo conca-
tenado se realiza mediante la medida de magnitudes eléctricas como se ha 
descrito en el capítulo 2 para el material, mientras que en el indirecto es nece-
saria la medida del par motor mediante un sensor específico. No obstante, 
como se ha demostrado en el apartado anterior este procedimiento presenta 
ciertas limitaciones.  

Asimismo la caracterización experimental directa del flujo concatenado 
puede acometerse o bien bloqueando el rotor en cada posición para la cual se 
desea obtener la relación entre este y la corriente de fase, o bien dejándolo 
libre como se propone en [Mir, 1998], [Chen, 2011] y [Shen, 2013]. En la se-
gunda y la tercera referencia el proceso es más rápido y requiere de menor 
utilería mecánica adicional, resultando especialmente adecuado en aquellos 
ambientes industriales donde no es posible bloquear el rotor. Sin embargo, con 
el rotor libre la característica completa se determina mediante funciones de 
ajuste y en consecuencia adolece de una menor precisión frente a la que se 
obtiene con este bloqueado, incluso en recientes publicaciones donde se hace 
uso de lógica borrosa [Liu, 2021]. Así, dada la posibilidad de solventar ese 
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inconveniente, en este estudio los ensayos se han realizado con el rotor blo-
queado, para lo cual ha sido necesario diseñar y construir un conjunto adicional 
de piezas. 

La determinación de las características de par mediante el procedimiento 
directo a priori requiere de un tiempo de dedicación experimental superior al 
indirecto y una mayor infraestructura, debido a utilería adicional que para ello 
hay que diseñar y construir, además de la necesidad de disponer de un sensor 
de par. Sin embargo, como se ha demostrado en el apartado anterior cuando 
se superponen las características obtenidas de forma directa e indirecta se ob-
serva un claro desajuste entre ambas, hecho que justifica la necesidad de la 
estimación directa cuando se requiere diseñar algoritmos de control de par 
suficientemente precisos. Es por ello que en esta tesis la determinación de la 
característica de par se ha realizado al igual que en el caso del flujo concate-
nado de forma directa.  

Asimismo, al haber obtenido sendas características de flujo y par de forma 
directa es posible reevaluar el método indirecto basándonos en datos reales. 

5.3.1. Descripción del banco de ensayos del SRM 

La caracterización experimental del prototipo se ha realizado mediante la 
ayuda de un banco de ensayos diseñado y construido ad hoc, cuyo diagrama 
de bloques se muestra en la figura 5.9 (a) junto a varias fotografías de su 
implementación física.   

Dada la particular forma plana de este motor ha sido necesario construir 
una estructura de aluminio en forma de prisma rectangular hueco, sobre la 
cual se han fijado el resto de piezas y husillos que sirven para soportar el 
motor, bloquear su eje, hacerlo rotar, colocar los sensores para la medida de la 
posición del rotor y el par motor y soportar un servomotor que actuará como 
carga (fotografías (a) y (b) en figura 5.9). Asimismo, con el fin de reducir el 
impacto de las posibles vibraciones que se produzcan con el giro del motor, la 
estructura se ha apoyado sobre cuatro patas de goma. 

El motor se ha montado sobre una placa metálica, que a su vez se ha 
colocado sobre la parte interna de una de las dos caras frontales de la estruc-
tura metálica. Con el fin de facilitar el giro del eje del motor hasta una posición 
concreta con suficiente precisión y su posterior bloqueo, se han diseñado y 
construido unos husillos específicos (fotografía (c) en figura 5.9). Estos se han 
colocado en la parte externa de la misma cara de la estructura sobre la cual se 
ha colocado el motor en el caso de realizar los ensayos de caracterización del 
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flujo y en la otra cara externa donde se sustenta el servomotor que actúa como 
carga si lo que se está determinando es el par.  

El primero de ellos, encargado del giro del rotor, se compone básicamente 
de: a) una pieza con forma de U rectangular (más ancha que alta y profunda), 
en cuyas columnas se han practicado dos orificios roscados en los que se inser-
tan dos tornillos Allen que sirven para abrazar el eje del motor que sobresale 
hacia el exterior de la estructura quedando este el interior de la U; b) de un 
husillo roscado de precisión, que posibilita la rotación el eje del motor con una 
resolución superior a una décima de grado mecánico; c) el conjunto de piezas 
necesarias para su sujeción, giro y soporte (fotografías (b) y (d) en figura 5.9).  
Así, una vez amordazado el eje, se puede hacer que avance hasta la posición 
que se desee girando el husillo roscado. 

El segundo consiste en un sistema capaz de bloquear el motor sin riesgo de 
desplazamiento en las posiciones donde el par resulte máximo. Este se consti-
tuye por una pieza de aluminio con forma de prisma rectangular, denotada 
como Phf y diseñada con 2 orificios pasantes (en la dirección del eje z) en cada 
extremo para poder ser atornillada a la estructura. Los cuatro orificios pasan-
tes se han realizado con dos diámetros, uno al comienzo superior, para albergar 
la cabeza de un tornillo Allen cilíndrico, y seguidamente otro inferior, ligera-
mente superior al del cuerpo roscado de ese tornillo. Asimismo, desde la base 

Figura 5.9. Diagrama de bloques y fotografías del banco de ensayos. 
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de Phf se han insertado dos bulones de acero (en la dirección del eje y) que 
sobresalen por su parte superior y que sirven como ejes para el desplazamiento 
vertical de otras piezas que forman una prensa, con el propósito de poder 
bloquear el eje del motor.  

Dicha prensa está formada a su vez por dos prismas rectangulares de alu-
minio de menor tamaño que Phf, denotados como Phi y Phs (imagen (d) en 
figura 5.9). En la parte central superior de sendos prismas se ha vaciado una 
porción semicilíndrica en la dirección del eje z, de forma que, si uno se invierte 
y se apila sobre el otro, entre ambos queda un orificio cilíndrico del mismo 
diámetro que el del eje del motor. Asimismo, en sendos prismas se han practi-
cado dos orificios pasantes y simétricos en los cuales se inserta la parte de los 
bulones que sobresale de Phs, posibilitando con ello el desplazamiento de Phf 
y Phi (únicamente en la dirección del eje y) hasta amordazar y por ende blo-
quear el eje del motor. El apriete de sendos prismas se lleva a cabo mediante 
dos tornillos Allen de cabeza cilíndrica. Para ello sobre el prisma superior Phs 
se han realizado dos orificios pasantes y simétricos (en la dirección del eje y y 
semejantes a los de la pieza Phf) y sobre el prisma inferior Phi otros dos ros-
cados en las mismas posiciones x y z que los anteriores (fotografías (d) en figura 
5.9).  

La medida de la posición se realiza con un encoder incremental KÜBLER 
5020 con una resolución de 0,025° mecánicos. Resolución más que suficiente 
considerando que, a pesar de ser un motor con alto número de polos, la dis-
tancia angular entre las posiciones de alineamiento y de desalineamiento son 
10° mecánicos y que la distancia angular de activación sin solapamientos entre 
fases se produce cada 5°.  

El encoder, al ser de eje hueco, se ha fijado por un lado a la estructura 
metálica atornillándolo a través de una anilla solidaria a este y por otro, tal 
como indica el fabricante, al lado externo (sin chavetear) del eje del motor 
mediante un tornillo prisionero. De modo que es posible que la posición de 
alineamiento del motor considerada como 0°, no coincida exactamente con la 
correspondiente a la del encoder. En consecuencia, esa posible desviación debe 
de ser corregida mediante programación antes de comenzar los ensayos, incluso 
en caso de haberlo sido previamente (recuerde el lector que en un leve giro en 
un eje de unos pocos centímetros de diámetro pueden suponer algunos grados, 
lo cual considerando un paso de activación entre fases sin solapamiento de 5° 
es realmente significativo). 

Para la medida y visualización de la información proporcionada por los 
ensayos se ha dispuesto de una tarjeta de adquisición de datos dSPACE 
DS1103 y el software asociado ControlDesk, mediante el cual se han diseñado 
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múltiples interfaces gráficas. La programación de la tarjeta y su control, así 
como del procesado de la información enviada y recibida a través de esta, se 
ha realizado haciendo uso de la herramienta Real Time Interface (RTI) insta-
lada en un PC. Esta herramienta posibilita la generación automática de código 
para la implementación en el hardware de la plataforma dSPACE de los mo-
delos creados previamente haciendo uso de MATLAB®-Simulink®-Stateflow®, 
posibilitando con ello pruebas tipo hardware in the loop (HIL), así como la 
modificación on line de las variables de control sobre el sistema real.  

Para la medida de las magnitudes eléctricas, además de la tarjeta de ad-
quisición de datos, se han empleado sondas de corriente Tektronix PCP202 y 
de tensión Tektronix P5205 y un osciloscopio digital Tektronix DPO7104.  

En cuanto a la etapa electrónica de potencia su topología varía en función 
del ensayo y tipo de excitación deseada en ese ensayo. Así, cuando se ha de-
terminado la característica de flujo concatenado vs. corriente de fase vs. posi-
ción se han efectuado pruebas con tensiones de fase de tipo rectangular unipo-
lar (single switch → 1 transistor + 1 diodo de libre circulación), rectangular 
bipolar (semipuente asimétrico → 2 transistores + 2 diodos de libre circula-
ción) y sinusoidal rectificada (rectificador controlado en media onda  → 1 
tiristor + 1 diodo de libre circulación). Si por el contrario el ensayo de carac-
terización experimental se ha realizado para obtener el par, la tensión de fase 
aplicada ha sido un pulso rectangular (single switch → 1 transistor + 1 diodo 
de libre circulación). Asimismo, en el caso en que la tensión de alimentación 
de la etapa de potencia no se ha obtenido de una fuente comercial de tensión 
variable sino directamente de la red de distribución monofásica, entre esta y 
la etapa de potencia se ha incluido un autotransformador con el fin de contro-
lar la altura o la amplitud según el caso de la tensión de fase y facilitar además 
aislamiento galvánico. De igual modo, en los ensayos dinámicos de caracteri-
zación en los que ha resultado necesario alimentar de forma consecutiva las 4 
fases del motor, la topología empleada ha sido un semipuente asimétrico de 4 
ramas (2 transistores + 2 diodos de libre circulación por rama) [Krishnan, 
2001]. 

La medida del par se ha realizado mediante el uso de un sensor capaz de 
operar hasta un máximo de 20 Nm (Lorenz Messtechnik DR-2112), siendo este 
válido a tenor de los resultados obtenidos en los apartados anteriores. En los 
ensayos dinámicos dicho sensor se ha colocado mediante dos acoplamientos 
entre el eje del motor y el eje del servo motor que actúa como carga. En tanto 
que en los ensayos de caracterización estática el servo motor se ha sustituido 
por solo un eje diseñado para tal fin, el cual se ha colocado con ayuda de varias 
piezas sobre la estructura metálica. De este modo empleando los husillos 
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anteriormente descritos es posible bloquear ese lado del sensor y excitar el 
SRM colocado en el lado contrario para determinar el par que este ejerce en 
cada posición y para un valor de corriente de fase.  

5.3.2. Determinación experimental del par de forma clásica 

En la literatura existen múltiples referencias dedicadas a la determinación 
experimental del par en un motor de reluctancia conmutada, siendo la princi-
pal diferencia entre ellas la aplicación de un procedimiento o bien directo 
[Zhang, 2006], o bien indirecto [Dragu, 2003] e incluso de ambos [Ferrero, 
1993], [Chancharoensook, 2001] y [Gobbi, 2008a], donde cuando el par se ob-
tiene por el método indirecto se muestran características con oscilaciones in-
cluso mucho más pronunciadas que en las gráficas (e) y (g) de la figura 5.8.  

En el procedimiento experimental clásico la determinación del par se realiza 
dejando libre el lado del eje del sensor de par solidario al del SRM y una vez 
el rotor se encuentra en la posición deseada se bloquea el lado contrario del eje 
del sensor que va unido al motor que actúa como carga (figura 5.11 superior). 
Seguidamente se aplica un pulso de corriente de fase y cuando este alcanza el 
régimen permanente se captura el valor de la posición del rotor, la corriente 
de fase y el par. 

Como sucede en las simulaciones por el FEM, el número de ensayos a rea-
lizar es igual al producto del número de valores de posición Nθ  y de corriente 
de fase NiF en los que se quiere caracterizar el motor. Así, para 11 valores de 
posición desde 0 hasta 10 grados espaciados 1 grado y 10 de corriente desde 1 
hasta 10 A cada 1 A ha sido necesario realizar un total de 110 ensayos expe-
rimentales. 

En las referencias anteriores dedicadas a la determinación experimental de 
forma directa del par el SRM caracterizado es del tipo 8/6, siendo la distancia 
angular entre las posiciones de alineamiento y no alineamiento de 30°. Asi-
mismo resulta común encontrar publicaciones en las que el motor testado es 
del tipo 6/4 [Rasmussen, 1998] o [Corda, 2004], donde la distancia angular 
entre ambas posiciones es de 45°. Sin embargo, el prototipo a caracterizar en 
esta tesis es un SRM muy atípico con 18 polos en el rotor, 4 fases, con una 
distancia angular de 10° y un ángulo máximo de conducción para cada fase sin 
solapamientos de tan solo 5°. Así, como se deduce del resultado de las simula-
ciones por el FEM (figura 5.8), un leve giro del rotor en sentido horario (desde 
la posición de alineamiento hacia la de desalineamiento) de tan solo 1° en la 
región angular en la que los polos dejan de solaparse (figura 5.10 inferior) 
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implica una significativa variación del par complicando su medida de forma 
experimental.  

En dichas referencias el par se determina mediante el método clásico apli-
cando a una fase del motor un escalón de tensión. No obstante, no se comenta 
la fuerte variación que en el tiempo puede sufrir la corriente y en consecuencia 
el par si la relación temporal asociada al cociente entre el coeficiente de auto-
inducción y la resistencia equivalente de una fase es muy reducida. Lo cual, a 
su vez causa el giro del eje del motor imposibilitando la medida del par en las 
posiciones donde este resulta máximo, especialmente para elevados valores de 
corriente. 

Este fenómeno se puede observar en las gráficas (a), (c), (e) y (g) de la 
figura 5.11, donde se muestra el resultado de 11 ensayos realizados entre las 
posiciones de alineamiento y desalineamiento variando la posición del rotor de 
grado en grado para una corriente de fase de 10 A. Así, el rápido crecimiento 
de la corriente de fase provoca pronunciadas oscilaciones en el par sobrepa-
sando el valor de régimen permanente.    

Figura 5.10. Diagrama de bloques del ensayo experimental del par. Imágenes del 
comienzo y el final de la posición del rotor donde el par presenta mayor pendiente. 
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Figura 5.11. Forma temporal experimental de la corriente de fase iF, la posición del 
rotor θ y el par T cuando iF se establece bruscamente (a, c y e) y suavemente (b, d 
y f). Relación T(iF, θ) con iF igual a 10 A en un caso (g) y en el otro (h). 
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(c) (d)

(e) (f)

(e) (f)

(g) (h)
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De igual modo, el fuerte crecimiento del par origina un brusco desplaza-
miento del rotor hacia posiciones cercanas a la de alineamiento donde el par 
es menor hasta alcanzarse una situación estable, en la que el par de fuerzas 
que actúan de forma opuesta entre el extremo del eje del sensor solidario al 
del motor y el opuesto sujeto por la mordaza se igualan. No siendo en este 
caso viable la medida del par para un valor de corriente estable de 10 A en la 
región comprendida entre aproximadamente 4 y 7,5°. 

En los ensayos anteriores se ha aplicado sobre una fase del motor la tensión 
de salida de una fuente de tensión (Xantres XDC 600-10) a través de un tran-
sistor MOSFET, el cual como suele ser habitual opera con una resistencia de 
puerta RG del orden de unas decenas de ohmios (concretamente 100 �). Este 
se encarga de aplicar y cortar la excitación durante el intervalo temporal ne-
cesario para que las variables a medir se estabilicen evitando además un inne-
cesario calentamiento del devanado. En cuanto al pulso de control aplicado en 
la puerta del transistor, este procede de la tarjeta de adquisición de datos 
dSPACE DS1103 que a su vez se encarga de la captura de la información. 

5.3.3. Nueva metodología para la determinación del par 

Con el fin de solventar la pérdida de información en el intervalo de posi-
ciones donde el par resulta máximo se propone reducir la velocidad de creci-
miento de la corriente elevando notablemente la resistencia de puerta a unas 
decenas de M� [Perez-Cebolla, 2012c]. Con ello la potencia que disipa el tran-
sistor durante el intervalo de conmutación a conducción resulta más alta, sin 
embargo, puesto que únicamente se aplica un pulso de conducción por ensayo 
no resulta problemática. Además, la resistencia de puerta se sustituye por el 
conjunto formado por dos ramas en paralelo en la que en una se coloca un 
diodo con el ánodo unido al terminal de puerta del transistor y el cátodo a una 
resistencia de unas decenas de ohmios, estando en la otra rama la resistencia 
de varias decenas de mega ohmios. 

El resultado para una corriente de fase igual a 10 A y 21 posiciones entre 
0 y 10° bloqueando un lado del eje del sensor cada 0,5° se muestra en las 
gráficas (b), (d), (f) y (h) de la figura 5.11. En estas se pueden apreciar como 
al reducirse el crecimiento de la corriente las oscilaciones en el par son prácti-
camente nulas y el desplazamiento del rotor respecto a su posición de origen 
es mucho menor. Con ello se posibilita la medida del par en la región donde 
antes no era posible excepto entorno a unos 6° donde el par resulta máximo 
como consecuencia de lo inestable que resulta esa posición.  
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Por otro lado, la notable reducción de la velocidad de crecimiento de la 
corriente permite capturar en cada posición el valor del par para NiF valores 
de corriente en solo un ensayo. En cuyo caso en lugar de los NiF×Nθ  ensayos 
correspondientes al método clásico únicamente son necesarios Nθ  y de menor 
duración. 

El resultado de evaluar ambos métodos en las mismas posiciones y para los 
mismos valores de corriente de fase que por el FEM en 3D se muestra en la 
figura 5.12 (a) junto con el rRMSE y la diferencia de los resultados obtenidos 
por el método propuesto frente al clásico, poniéndose de manifiesto su validez.  

Asimismo, en las gráficas (b) y (d) de la figura 5.12 se pueden observar, 
respectivamente, las características T(iF,θ) determinadas experimentalmente 
por el método clásico y por el FEM y el rRMSE que existe entre ellas para 
cada valor de la corriente de fase ensayado. Donde a pesar de que en términos 
relativos el rRMSE no es excesivamente alto, ni tampoco en términos absolutos 
el RSME, cuyo valor máximo de 0,6633 Nm se produce con iF igual a 6 A, la 
máxima diferencia entre curvas si es significativa. Esta se produce para ese 
mismo valor de corriente llegando a alcanzar un valor de 1,67 Nm (figura 5.12 
(f)) de ningún modo despreciables frente los 9,25 del máximo valor del par.  

A tenor del análisis anterior, se puede concluir como los resultados obteni-
dos en la simulación por el FEM sí resultan válidos en la fase previa de diseño 
del motor donde se parte de unos requerimientos de par máximo. Sin embargo, 
el desarrollo de algoritmos de control de par suficientemente precisos requiere 
de una posterior caracterización experimental del motor. 

5.3.4. Determinación clásica del flujo concatenado  

Análogamente al par, la determinación experimental de la relación entre el 
flujo concatenado λ, la corriente de fase iF y la posición del rotor θ se puede 
abordar de forma directa, mediante la medida de magnitudes eléctricas como 
sucede en [Krishnan, 1989], [Parreira, 2005a], [Cheok, 2007a] o [Song, 2015] 
entre otras referencias; indirecta a partir del conocimiento de la relación T(iF, 
θ) al igual que en [Zhang, 2006] o de ambas formas [Gobbi, 2008a]. 

La determinación experimental de forma directa del flujo concatenado ha-
bitualmente se divide en dos fases. En la primera se bloquea el rotor en una 
posición deseada, se excita una fase del motor y se captura la tensión vF entre 
sus bornes y la corriente iF que por ella circula. Posteriormente el flujo conca-
tenado se determina numéricamente como sigue: 

 
0

0  ,
t

F W F
t
v R i dtλ λ= + − ⋅   (5.58) 
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donde RW es la resistencia equivalente del devanado y λ0 el valor del flujo 
concatenado en el instante inicial t0. 

En cuanto al tipo de excitación aplicada, esta suele ser una señal rectangu-
lar unipolar [Lovatt, 1992], [Sharma, 1999], [Dragu, 2003] y [Zhang, 2010], 
rectangular bipolar [D’hulster, 2004], [Fuengwarodsakul, 2006], [Charton, 

Figura 5.12. Izquierda: características T(iF,θ) determinadas experimentalmente por 
el método propuesto realizando NiF×Nθ  y Nθ  ensayos, rRMSE y diferencia entre los 
valores obtenidos para cada valor de iF ensayada. Derecha: características T(iF,θ) 
determinadas experimentalmente y por el FEM con NiF×Nθ  ensayos, rRMSE y dife-
rencia entre ambos métodos para cada valor de iF. 
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2006] y [Zhang, 2006], sinusoidal completa [Ferrero, 1990] o rectificada en me-
dia onda [Parreira, 2005a].  

En el caso de una señal rectangular unipolar, la tensión a la salida de una 
fuente de tensión continua se aplica al conjunto que forman una fase del motor 
en antiparalelo con un diodo de libre circulación, mediante la puesta en con-
ducción de un transistor colocado en serie con ambos. Con esta técnica son 
necesarios tan solo un diodo y un transistor y además al estar limitada la 
duración temporal del pulso de excitación la deriva térmica del devanado es 
despreciable. No obstante, dado que la fuente de tensión suele incluir en su 
etapa de salida un condensador, el cual queda en paralelo con una fase del 
motor formando un equivalente RLC, la tensión y la corriente pueden presen-
tar oscilaciones como se observa en [Radimov, 2005] y [Gobbi, 2008a], siendo 
la solución a adoptar el uso de una o más baterías colocadas en serie actuando 
como fuente de tensión [Sharma, 1999]. Otro inconveniente intrínseco a este 
procedimiento es el reducido valor de la tensión de fase cuando el diodo se 
encuentra en conducción, lo cual puede resultar un inconveniente si el offset 
de la sonda de medida no se ha compensado correctamente como consecuencia 
de su integración temporal. Asimismo, una tensión de fase tan reducida da 
lugar un prolongado periodo de desmagnetización. 

Cuando por el contrario se desea disponer de excitación rectangular bipolar, 
el diodo y el transistor se sustituyen por un semipuente asimétrico. Este tipo 
de excitación elimina el problema del bajo valor de la tensión de fase durante 
el intervalo de desmagnetización reduciendo su duración. No obstante, como 
sucede con la señal rectangular unipolar, su contenido armónico es importante 
y el modelo formado por el conjunto R-L serie de una fase del motor corres-
pondiente a una excitación de baja frecuencia pierde validez. Además, un cam-
bio brusco en la tensión de excitación puede conllevar una pérdida de infor-
mación durante el proceso de muestreo de vF e iF. 

En [Ferrero, 1990] y [Parreira, 2005a] se propone operar, respectivamente, 
con una excitación sinusoidal y su rectificada en media onda mediante un 
diodo. En ambos casos se elimina la necesidad de emplear condensadores de 
elevado valor o baterías como sucede con la excitación rectangular. Sin em-
bargo, al ser la excitación mantenida se reduce la posibilidad de operar con 
elevados valores de corriente sin riesgo de deteriorar el motor. Por otro lado, 
la resistencia asociada al cobre resulta dependiente de la temperatura, por 
consiguiente, al cabo de varios ciclos esta puede verse alterada. No obstante, 
sin ser el caso, esa resistencia no resulta necesaria en el cálculo del flujo con-
catenado si este se determina mediante un devanado auxiliar. 
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5.3.5. Procedimiento propuesto para la determinación del 
flujo concatenado 

Con el fin de paliar los inconvenientes de los modos de excitación anteriores 
y a su vez conservar sus beneficios, en este estudio se propone determinar el 
flujo concatenado haciendo uso de la instrumentación y el circuito10 propuesto 
para la caracterización del material en el apartado 2.5.  

En la parte superior de la figura 5.13 se muestra el diagrama de bloques de 
la configuración del banco para este tipo de ensayo junto con la representación 
temporal de la tensión, la corriente de fase y el pulso de disparo del tiristor vP 
capturadas con el osciloscopio. Asimismo, en la parte inferior se puede observar 
una imagen de la interface gráfica de la herramienta creada para automatizar 
el proceso mediante el programa ControlDesk, la tarjeta de adquisición de 
datos dSPACE DS1103 y un conjunto de algoritmos programados para ese 
propósito en el entorno Matlab-Simulink. En esa misma imagen se puede apre-
ciar la relación λ(iF) determinada en la posición de alineamiento, así como la 
forma temporal de vP, vF, iF, la integral de vF e iF y del flujo concatenado.  

El proceso de caracterización comienza con la inicialización de todas las 
variables lo cual implica la previa desmagnetización del material mediante la 
ayuda del autotransformador. A continuación, el sistema se encarga de filtrar 
ruido de alta frecuencia inherente a las señales capturadas y eliminar el posible 
offset de la tensión y la corriente de fase, si bien la herramienta posibilita su 
variación de forma manual.  

La eliminación del offset resulta de suma importancia, dado que con redu-
cidos valores de la tensión y la corriente de fase el error acumulado puede 
resultar realmente significativo. Ello se logra asegurando que el resultado de 
la integración definida de ambas señales durante el intervalo anterior al pulso 
de disparo del tiristor resulte nulo, siendo en consecuencia necesario disponer 
de un amplio número de muestras. En cuanto a la eliminación del ruido de 
alta frecuencia, esta se realiza con un filtro de media móvil de ajuste lineal 
tomando grupos de 50 muestras. 

Una vez verificada la no influencia del offset de la tensión y la corriente de 
fase se determinan los límites temporales del integrador. El límite de integra-
ción inferior en (5.58) coincide con el instante del disparo del tiristor en el que 

                                                            
10 Circuito igualmente útil para la caracterización de la relación entre el flujo concate-
nado y la corriente en una bobina, un transformador u otro elemento electromagnético. 
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se establece  la corriente de fase. En cuanto al superior, este depende de si el 
material exhibe pérdidas o no.  

Cuando las pérdidas en el material son cuasi nulas, una fase del motor se 
puede modelar como el conjunto serie formado por la resistencia y la 

Figura 5.13. Diagrama de bloques de la configuración del banco de ensayos para la 
determinación experimental del flujo concatenado. Imágenes de la captura de la ten-
sión, la corriente de fase y el pulso de disparo vP en el osciloscopio y de la interface 
gráfica donde se puede apreciar el resultado de la caracterización magnética del 
motor en la posición de alineamiento. 
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inductancia incremental equivalentes del devanado RW(Tª), - (iF), donde 
dada la corta duración del pulso de excitación se puede despreciar la depen-
dencia de RW con la temperatura Tª. En esas condiciones, tal como se ilustra 
en la gráfica (a) de la figura 5.14 resultante de la simulación del modelo, 
cuando la excitación se extingue también lo hacen la tensión y la corriente de 
fase, siendo ese instante tZ el límite de integración superior en (5.58). Nótese 
como en ese momento se origina una fuerte variación temporal de la tensión 
vL entre extremos de la inductancia como consecuencia de la extinción con 
pendiente no nula de la corriente de fase.  

Una gran parte de las referencias citadas en el apartado anterior se basan 
en el circuito equivalente que se acaba de describir. Sin embargo, cuando el 
material presenta pérdidas este pierde validez, siendo necesario incluir algún 
elemento que las modele. Esto es posible sustituyendo la inductancia incre-
mental  por el conjunto formado por una resistencia RFE en paralelo con una 
inductancia de magnetización M, las cuales soportan una tensión vM [Perez-
Cebolla, 2009a]. En ese caso la corriente de fase iF que circula a través de RW 
se divide entre en otras dos iM e iFE que, respectivamente, atraviesan M y RFE. 

Figura 5.14. Corrientes y tensiones en una fase del motor sin considerar la resistencia 
de pérdidas RFE (a) y considerándola (b) y (c). Detalle del intervalo final de conduc-
ción de la corriente y la tensión de fase considerando RFE (d). 

 

(d)(c)

(b)(a)

ZVtZIt
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Asimismo, dado que en el cálculo de la inductancia magnetizante no se 
contempla el flujo disperso que no llega a atravesar el entrehierro, su contri-
bución al flujo concatenado total se modela incluyendo una inductancia D(iF) 
en serie con RW en el circuito equivalente de una fase del motor. El resultado 
de la simulación de este circuito se muestra en las gráficas (b), (c) y (d) in-
cluidas en figura 5.14, donde se puede comprobar como la tensión se extingue 
en un instante tZV posterior al que lo hace la corriente tZI, siendo en este caso 
el límite de integración superior igual a tZV.  

Respecto a los valores de RW y RFE empleados en la simulación, estos se 
han supuesto constantes y, aunque a priori desconocidos, de un orden cohe-
rente con el sistema físico bajo estudio, siendo, respectivamente, 1,4 y 600 �. 
De igual modo, a partir de los resultados obtenidos en la simulación por el 
FEM en 3D en la posición de alineamiento, se han determinado dos funciones 
que permiten modelar en la simulación la relación fuertemente no lineal que la 
inductancia de dispersión y magnetizante mantienen, respectivamente, con la 
corriente iF e iM. 

Así, en el caso de que el material presente pérdidas resulta necesaria la 
inclusión de un devanado auxiliar, en al menos un polo del estator de la fase 
a caracterizar, con el fin de poder determinar la tensión vM y junto con la 
medida de vF e iF el resto de elementos que componen el circuito [Perez-
Cebolla, 2009b].  

El resultado experimental de ensayar el prototipo del SRM 24/18 con el 
rotor bloqueado en la posición de alineamiento se muestra en la figura 5.15 (b), 
donde además de la tensión de disparo del tiristor, la corriente y la tensión de 
fase, se puede observar la tensión en los bornes de un devanado auxiliar vAUX 
de 50 espiras arrolladas en el mismo carrete de una de las 6 bobinas que forman 
el devanado de una fase. 

Al igual que sucede en los resultados de la simulación mostrados en las 
gráficas (b) y (d) de la figura 5.14, en los experimentales la tensión de fase se 
extingue con anterioridad a la corriente de fase, poniendo de manifiesto la 
existencia de pérdidas en el material y justificando la necesidad de la inclusión 
de un devanado auxiliar si se desea determinar vM. Asimismo, se puede obser-
var como en el instante tDZIF en que la corriente de fase es máxima y su deri-
vada temporal nula (diF/dt=0), la tensión de magnetización no pasa por cero, 
sino que por el contrario lo hace posteriormente en tDZIM (diM/dt=0), eviden-
ciando la necesidad de la inclusión en el modelo de la resistencia RFE en para-
lelo con la inductancia de magnetización M. 

Llegados a este punto, la relación entre el flujo concatenado y la corriente 
de fase en este motor no puede resultar biunívoca, sino que para un mismo 
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valor de corriente el que tome flujo concatenado dependerá de su historia pre-
via. 

El siguiente paso para la resolución de (5.58) implica el conocimiento de la 
resistencia del devanado, siendo su correcta determinación realmente signifi-
cativa como sucede con la eliminación del offset en las señales capturadas. 

En la literatura se proponen diferentes procedimientos para la determina-
ción de la resistencia del devanado supuesta constante. Estos se describen a 
continuación. 

Método (i) basado en el cociente de vF e iF con un pulso de tensión continua  
Si una fase del motor se excita con un pulso de tensión constante, transcu-

rrido un tiempo el sistema alcanza su estado estacionario (figura 5.15 (a)) y 
las tensiones entre extremos de la inductancia de magnetizaciónM y de dis-
persión D acaban siendo nulas. Así, el valor de la resistencia del devanado se 
puede calcular como el cociente entre la tensión y la corriente de fase [Cheok, 
2007b], [Gobbi, 2008b] y [Peng, 2010]. Esto es: 

 (i) .
DZIF

F
W

F t t

vR
i =

=   (5.59) 

Método (ii) basado en el cociente de vF e iF con un pulso de tensión alterna 
Si se aplica un pulso de tensión alterna a una fase del motor, el valor de la 

resistencia del devanado se puede calcular como el cociente entre la corriente 
y la tensión de fase en el instante tDZIF en el que esa corriente resulta máxima 
y su derivada temporal diF/dt nula [Shi Wei, 2009]. Sin embargo, cuando el 
material exhibe pérdidas, la tensión en la inductancia magnetizante no se anula 
en el instante tDZIF sino posteriormente en tDZIM tal como se puede observar en 
la figura 5.15 (b). En consecuencia, la contribución de la inductancia magne-
tizante y la resistencia equivalente de pérdidas no resulta nula y el valor cal-
culado de la resistencia del devanado es incorrecto. Así, la resistencia del de-
vanado debería se determinada como sigue: 

 ,
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= −    (5.60) 

en lugar de como se indica en este método: 

 W(ii) W W ,W

MDZIF DZIF

F M M
R

F t t t t

v diR R R
i i dt= =

= = + = +    (5.61) 

donde iM es la corriente por la inductancia de magnetización M y RW el error 
en la determinación por este método de RW 
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Método (iii) basado en el cociente de las integrales de vF e iF 
Con independencia de si el tipo de pulso aplicado a una fase del motor es 

de tensión alterna o continua, el valor de la resistencia del devanado se puede 
calcular como el cociente entre las integrales de la tensión y de la corriente de 
fase definidas en el tiempo desde el instante t0 en el que se establecen la tensión 

Figura 5.15. Figura superior: captura en el osciloscopio de la tensión vF y la corriente 
de fase iF y de las tensiones en el devanado auxiliar vAUX y de control en puerta del 
transistor para la determinación de RW mediante la aplicación de un pulso de tensión 
continua. Figura inferior: captura en el osciloscopio de iF, vF, vAUX y la tensión de 
disparo del tiristor vP para una tensión de excitación sinusoidal aplicada a través de 
un tiristor. 
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y la corriente hasta el momento tZV en el que se anula la tensión (figura 5.15 
(b)) [Visinka, 2002] y [Carstensen, 2007].  

De los métodos anteriores únicamente el tercero y el cuarto son viables con 
el tipo de excitación aplicada. 

En el tercero se presupone que el flujo concatenado debe anularse cuando 
lo hace la tensión de fase, lo cual a su vez implica asumir que el flujo remanente 
inicial λ0 también es nulo. Formalmente y aunque en sendas publicaciones no 
se indique, la resistencia del devanado calculada se corresponde con el cociente 
entre el valor medio de la tensión y la corriente de fase resultantes de un pulso 
de excitación periódico de frecuencia fP que se extingue y comienza con valores 
nulos en tZV y t0, respetivamente. Esto es: 

 
0 0 0 0

0 ,
ZV ZV ZV ZV

W

t t t t
F W F F W F R

t t t t
v R i dt v dt R i dt v dtλ = − = → = =      (5.62) 

donde λ es el flujo concatenado por una fase. 
Multiplicando las tres últimas integrales anteriores por fP, RW se puede 

calcular como: 
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  (5.63) 

Si el problema se aborda en términos energéticos, la energía suministrada 
a una fase WPH durante el intervalo t0-tZV resulta igual a: 

 
0

 .
ZVt

PH F F
t

W v i dt= ⋅   (5.64) 

Asimismo, cuando el motor presenta pérdidas en el material la corriente de 
fase iF se puede descomponer como suma de la corriente por la resistencia de 
pérdidas iFE y por la inductancia magnetizante iM. Esto es: 
 .F M FEi i i= +   (5.65) 

De igual modo, con el rotor bloqueado la tensión de fase se compone de la 
suma de la tensión en la resistencia el devanado vRW, en la inductancia de 
dispersión vD y en la inductancia magnetizante vM. Esto es: 
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λ λ

= + + = + +   (5.66) 

donde λD y λM son, respectivamente, el flujo concatenado de dispersión y de 
magnetización. 

Combinando (5.62), (5.64), (5.65) y (5.66) resulta: 
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donde la energía resultante de evaluar cada una de las dos primeras integrales 
debe ser nula, dado que, respectivamente, se corresponde con la asociada a la 
inductancia no lineal de dispersión WD y magnetizante WM  que ambas alma-
cenan en el campo magnético durante el intervalo ascendente de la corriente 
y la devuelven en el descendente. Por el contrario, el resultado de la última 
integral no puede serlo dado que representa la energía disipada en forma de 
calor en la resistencia de pérdidas.  

La conclusión anterior pone de manifiesto la incapacidad del tercer proce-
dimiento cuando el material exhibe pérdidas. El origen del problema radica en 
asumir un único estado en el que intervienen todos los elementos, sin embargo, 
esto es incorrecto. Transcurrido el instante tZI la corriente de fase se anula y 
el sistema adopta un nuevo estado en el que la fuente de excitación se desco-
necta de la carga y el circuito equivalente de una fase únicamente se corres-
ponde con la inductancia magnetizante en paralelo con la resistencia de pérdi-
das.   

Método propuesto (iv) basado en la conservación de la energía 
Con el objeto de solventar el problema se propone el uso de un nuevo 

procedimiento publicado por el autor de esta tesis en [Perez-Cebolla, 2009a]. 
Este se basa en el principio de conservación de la energía, de este modo la 
transferida a una fase durante el intervalo t0-tZV ha de coincidir con la suma 
de la disipada en la resistencia del devanado WRW y en la de pérdidas WFE: 
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2   
ZV ZV ZV

W

t t t
PH F F R FE W F M FE

t t t
W v i dt W W R i dt v i dt= ⋅ = + = ⋅ + ⋅     (5.68) 

y dado que la energía en la inductancia de magnetización WM ha de resultar 
nula en el instante tZV, es posible determinar el valor de RW una vez es conocido 
vM. Esto es: 
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siendo RW la resultante de combinar (5.68) y (5.69): 
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donde, dado el rango de frecuencia eléctrica de operación del motor, se asume 
que la resistencia del devanado no depende de la corriente de fase. 

La determinación de vM se realiza a partir de la tensión capturada en el 
devanado auxiliar vAUX. Durante el intervalo que transcurre entre tIZ y tZV la 
corriente de fase se anula, resultando la tensión en la inductancia de magneti-
zación y la tensión de fase iguales. En esas condiciones, dado que la tensión en 
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el devanado auxiliar es conocida, es posible determinar la relación kT entre 
dicha tensión y vM: 
 .M T AUXv k v=    (5.71) 

En cuyo caso, sustituyendo (5.71) en (5.70), la resistencia del devanado se 
calcula como: 
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En cuanto a la determinación del valor de kT se proponen dos alternativas: 
a) emplear el promedio en dicho intervalo kTAVG, en cuyo caso vF y vM tan 
apenas difieren al final del intervalo; b) utilizar el correspondiente al instante 
de anulación de la corriente de fase kTZI, siendo entonces esa diferencia prácti-
camente nula al comienzo de dicho intervalo. Es decir: 
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  (5.73) 

donde m es el número total de muestras de la tensión y la corriente de fase 
capturadas en el intervalo (tIZ, tZV), n el número de muestra y vFn y vAUXn los 
valores muestreados de vF y vAUX. 

En cualquier caso, se parta de un valor de kT u otro, se deben de cumplir 
dos restricciones:  

i) Puesto que el valor de la tensión en la inductancia de dispersión vD du-
rante el intervalo de decrecimiento de la corriente de fase es negativo, unos 
instantes antes de que la corriente de fase iF se anule el valor de la tensión en 
la inductancia de magnetización vM debe de ser superior a la diferencia entre 
la tensión de fase vF y en la resistencia del devanado vRW. 

ii) Cuando la corriente de fase resulta máxima el valor de la tensión en la 
inductancia de dispersión debe anularse, siendo en ese instante tIFMAX la tensión 
en la inductancia de magnetización igual a la diferencia entre la tensión de 
fase y la que hay entre extremos de la resistencia del devanado. 

Si con los valores inicialmente calculados de kT y RW no se verificase la 
primera de las condiciones, kT se vuelve a recalcular hasta que esto sucede. 
Además, si tras el proceso anterior no se cumpliese la segunda condición, se 
vuelve ajustar kT pero modificando a su vez RW. En esta segunda interacción 
si RW se mantiene constante resulta un valor de kT muy elevado y a todas luces 
incoherente.  
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Una vez se dispone de kT, la tensión vM se calcula mediante (5.71) y a partir 
de esta el flujo concatenado en la inductancia de magnetización λM: 

 0 0
0 0

t t
M M T AUX M AUX

t t
k v dt v dtλ λ λ= + = +    (5.74) 

y su energía WM: 

 ( )
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W v i dt v i i dt v i dt W= = − = −     (5.75) 

donde, con el material desmagnetizado, se han considerado nulos el valor ini-
cial del flujo concatenado de magnetización λM0 y el que alcanza WM en el 
instante tZV en el que se extingue vAUX, siendo WFE la energía en la resistencia 
equivalente de pérdidas RFE (considerada constante), cuyo valor resulta ser: 
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En esas condiciones, si al final del periodo de conducción de vAUX no se 
anula el valor calculado de λM, el algoritmo de cálculo ajusta el nivel de offset 
hasta lograrlo.  

De igual modo conocidas iF, RW y vM es posible calcular la tensión vD, el 
flujo λD y la energía WD en la inductancia de dispersión: 

 
0 0

  y .
t t

D F W F M D D D D F
t t

v v R i v v dt W v i dtλ= − − → = =    (5.77) 

Además, el algoritmo al final del proceso de cálculo se asegura de que en el 
instante tZV y hasta que se produzca un nuevo disparo del tiristor el flujo 
concatenado total y la energía en las inductancias de dispersión y de magneti-
zación sean nulos y en consecuencia WPH sea igual a la suma de WRW y WFE, 
para lo cual si es necesario se encarga de reajustar el offset de la tensión de 
fase y el valor de la resistencia del devanado. 

Así, al final del proceso se deben haber cumplido las restricciones que a 
continuación se resumen: 
 =  0;MAXIF M F F W Dt t v v i R v∀ → = − → =   (5.78) 

 =  0;MAXIF M F F W Dt t v v i R v∀ → = − → =   (5.79) 

 0,  0,  .ZV M T D M PH M FEt t W W W W Wλ λ≥ → = = = = = +∀   (5.80) 

En la parte izquierda de la figura 5.16 se puede observar el resultado del 
procedimiento propuesto considerando el intervalo ascendente de la corriente 
de fase hasta 10 A. Así, en la gráfica (a) se muestra la relación entre la co-
rriente de fase y el flujo concatenado para 11 valores de la posición del rotor 
espaciados un grado entre alineamiento y desalineamiento. En esa gráfica, 
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además, se incluyen las características obtenidas por el FEM en 3D en las 
mismas posiciones para 11 valores de corriente entre 0 y 10 A tomados cada 
1 A (apartado 5.2.1). Asimismo, en las gráficas (c) y (e) se muestra el rRMSE 

Figura 5.16. A la izquierda, considerando el intervalo creciente de iF: relación λ(iF,θ) 
determinada experimentalmente y por el FEM entre 0 y 10° cada 1° (a), rRMSE (c) 
y diferencia (e) entre el valor de λ obtenido por ambos procedimientos respecto a θ 
y en su caso a iF. A la derecha, considerando sendos intervalos creciente y decreciente 
de iF: relación λ(iF,θ) determinada experimentalmente en 21 posiciones entre 0 y 10° 
cada 0,5° (b), relación λ(iF,θ) y λM(iF,θ) en las posiciones de alineamiento, desalinea-
miento y central de 5° (d), relación λ(iF,θ) en la posición de alineamiento para valo-
res de iF entre 0 y aproximadamente 10 A con incrementos en torno a 0,5 A.  

o0

o10

o5

o0:1:10θ =

o0

θ θ

o0:0,5:10θ =
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en cada posición entre el flujo concatenado determinado experimentalmente 
(valor objetivo (O)) y el obtenido por el FEM en 3D (valor evaluado (P)) y la 
diferencia entre ellos para cada valor de corriente y posición en los que se han 
realizado las simulaciones por el FEM.  

En la posición de alineamiento y las más próximas, donde el entrehierro es 
menor y la contribución del material más relevante, el rRMSE entre ambos 
resultados y su diferencia se encuentran, respectivamente, por debajo del 3,4% 
y 0,02 Wb, evidenciándose una correcta caracterización del material. Estos 
reducidos valores se mantienen incluso en la región de saturación profunda, 
encontrándose la diferencia entre sendos resultados en valor absoluto por de-
bajo de 0,01 Wb.  

El error y el rRMSE aumentan cuanto más cerca se encuentra el rotor de 
la posición de desalineamiento y más elevada es la corriente [Parreira, 2005b] 
[Kiyota, 2013b], siendo este el caso en el que la contribución del material es 
más baja y los posibles desajustes en el montaje del motor no contemplados 
en la simulación por el FEM resultan más significativos [Dorrell, 2005]. Lo 
cual, subraya la necesaria caracterización experimental de la maquina una vez 
se dispone de un prototipo. 

El resultado de la caracterización experimental considerando ambos inter-
valos ascendente y descendente de la corriente de fase se ha representado a la 
derecha, donde en la gráfica (b) se puede observar cómo debido a las pérdidas 
en el material la relación entre el flujo concatenado, la corriente de fase y la 
posición del rotor no resulta biunívoca, llegando incluso a solaparse curvas 
correspondientes a diferentes posiciones. Ello igualmente se manifiesta en la 
relación entre la corriente de fase y el flujo concatenado de magnetización λM, 
el cual, como se muestra en la gráfica (d), tiende a alejase del flujo concatenado 
total (denotado en este capítulo como λ) conforme el material se satura. Por 
último, en la gráfica (f) se ha representado la relación λ vs. iF en la posición 
de alineamiento para 21 valores de corriente entre 1 y aproximadamente 11 A 
espaciados en torno a 0,5 A.  

Una vez se dispone de la característica experimental completa del flujo 
concatenado y del par, en el siguiente capítulo se aborda la determinación del 
modelo equivalente de una fase del motor en el caso de considerar o no las 
pérdidas en el material. 
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Modelado de la máquina  

6.1. Introducción 

En este capítulo se proponen diferentes modelos de una fase del motor 
capaces de reproducir la característica de flujo concatenado dependiendo de si 
el material exhibe pérdidas o no.  

En el estudio relativo a las funciones de ajuste de la curva de primera 
imanación del material realizado en el segundo capítulo, el perceptrón multi-
capa resultó ser un excelente candidato. Por ello, siendo similar la forma de la 
curva característica del flujo concatenado vs. la corriente de fase en la posición 
de alineamiento, una red neuronal similar debería de ser capaz de reproducir 
dicha relación en cualquier posición si el material no exhibe pérdidas. Esta 
situación es semejante a considerar únicamente el intervalo ascendente de la 
corriente de fase como sucede en las simulaciones por el FEM. Así, en la pri-
mera parte de este capítulo se aborda el uso de redes neuronales con el fin de 
construir un modelo capaz de reproducir sendas características de flujo conca-
tenado y par en función de la corriente y la posición del rotor.  

En la misma línea se analiza la posibilidad de utilizar un perceptrón en el 
lazo de regulación de velocidad del sistema de control para reducir el elevado 
rizado de par que caracteriza a este tipo de motor. Asimismo, se estudia su 
utilización como sensorless para la determinación de la posición mediante la 
medida de la tensión y la corriente de fase. 

Si por el contrario el material presenta pérdidas significativas como sucede 
en el prototipo del SRM 24/18, en el modelo de una fase del motor no cabe 
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utilizar este tipo de redes neuronales, en cuyo caso el estudio del modelo de 
una fase del motor se ha acometido en base a circuitos eléctricos equivalentes 
de parámetros concentrados de menor a mayor complejidad. La identificación 
de estos modelos, la determinación de las ecuaciones diferenciales que los des-
criben y el procedimiento para la obtención de sus parámetros, no linealmente 
dependientes de la corriente de fase y la posición, se acomete en la segunda 
parte del capítulo.  

6.2. Modelo basado en redes neuronales 

La teoría de control tradicional se aplica a sistemas lineales con coeficientes 
constantes en el tiempo, donde en cada lazo se controla una variable. No obs-
tante, cuando se trabaja con sistemas complejos caracterizados por un com-
portamiento no lineal y bajo cierta incertidumbre, la teoría de control clásica 
no resulta óptima. El control de este tipo de sistemas caracterizados por mo-
delos poco definidos, elevado grado de libertad, sensores distribuidos, altos 
niveles de ruido, múltiples subsistemas, patrones de información complejos, 
etc., ha sido contemplado bajo el marco de la teoría de control moderna. No 
obstante, incluso la teoría de control moderna puede no resultar adecuada para 
la regulación de alguno de estos sistemas. Con el objeto de solventar estas 
carencias han surgido nuevos procedimientos, como los basados en redes neu-
ronales artificiales, que han demostrado ser ciertamente apropiados. 

Así, habida cuenta de la no linealidad intrínseca a la característica λ(iF,θ) 
en una máquina de reluctancia conmutada y la inherente capacidad de las 
redes neuronales artificiales para modelar sistemas no lineales y biunívocos, 
estas se revelan como una herramienta adecuada para la identificación del flujo 
concatenado en función de la corriente de fase y de la posición del rotor o, de 
forma inversa, de la posición del rotor una vez se conocen la corriente de fase 
y el flujo concatenado, como es más habitual [Mese, 2002], [Won-Sik, 2004] o 
[Zhong, 2012]. 

Con el fin de evaluar esta capacidad, en una primera aproximación se han 
elegido el perceptrón multicapa (MLP) y el modelo de funciones de base radial 
(RBF) como estructuras neuronales candidatas ya que, por un lado, se ha 
demostrado que ambas son aproximadores universales y, por otro, el problema 
en nuestro caso no requiere de modelos tan complejos como los de aprendizaje 
profundo [Goodfellow, 2016]. Entre ambas se ha optado por el MLP dado que, 
tras múltiples simulaciones variando el número de neuronas por capa, el nú-
mero de capas ocultas y los algoritmos de aprendizaje, con este tipo de red se 
lograron mejores resultados.  
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Para el entrenamiento de la red neuronal se ha partido de los datos proce-
dentes del estudio de caracterización descrito en el capítulo anterior. Donde si 
bien, como resultado de los ensayos experimentales se han obtenido un elevado 
número de muestras de flujo concatenado en función de la corriente de fase, 
solo se dispone de estas en 11 posiciones del rotor. No obstante, al estar dis-
tribuidas uniformemente entre las posiciones de alineamiento y desalinea-
miento cada un grado angular, la carencia de patrones en las posiciones no 
ensayadas se ha solventado mediante un algoritmo de interpolación basado en 
un spline cúbico E(3) [Behforooz, 2010]. Finalmente, se ha trabajado con 1632 
patrones ejemplo de los cuales se han seleccionado, respectivamente, 2/4, 1/4 
y 1/4 para las fases de entrenamiento, prueba y validación. 

La configuración final de la red neuronal es un perceptrón multicapa de 
estructura 2-5-1 con una función de activación sigmoidea (tangente hiperbó-
lica) en la capa oculta y lineal en la de salida, tal que:  

 ( )
5

1
(n) tanh ( ,1) ( ,2) ( ) ,NN S S FNN O NN O O

n
B W i W n W n B nλ θ

=

= + ⋅ + ⋅ +   (6.1) 

donde WO, BO, WS y BS son, respectivamente, los pesos y valores bias de las 
neuronas de la capa oculta y de salida, λNN el flujo concatenado calculado por 
la red neuronal e iFN y θN las entradas a la red, las cuales son el resultado de 
preprocesar la corriente de fase iF y, especialmente, la posición del rotorθ con 
el fin de reducir el tamaño y mejorar la bondad del ajuste de la red: 
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  (6.2) 

En cuanto al método de entrenamiento, se ha empleado el algoritmo Le-
venberg-Marquad dado que para este tipo de red neuronal tiene la ventaja de 
converger más rápidamente y con mayor fiabilidad que el clásico de retropro-
pagación del error, aunque requiere de mayor cantidad de memoria. 

El resultado del flujo concatenado obtenido a la salida de la red neuronal 
se muestra junto con las curvas características originales en la figura 6.1 (a). 
Nótese como siendo el valor máximo de λNN inferior a la unidad no se ha 
considerado necesario posprocesar la salida de la red neuronal.  

Con el fin de analizar cuantitativamente la bondad del ajuste, en la grá-
fica (b) se puede observar la correlación entre el flujo concatenado obtenido 
experimentalmente λEXP (objetivo) y el flujo obtenido a la salida de la red λNN 
(evaluado). Por otro lado, en las gráficas (c) y (d) se muestra, respectivamente, 
el rRMSE y el error entre λEXP y λNN en función de la posición y, en su caso, 
de la corriente de fase. 
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Los resultados son excelentes: el rRMSE, el MAE, el MSE y el error entre 
λEXP y λNN no llegan a superar respectivamente el 2%, 0,0023 Wb, 0,85 μWb2 

y 5,4 mWb cuando se analizan tomando como parámetro la posición, siendo 
respectivamente el valor total del MAE y del MSE 1,6 mWb y 4,5μWb2,, res-
pectivamente. Asimismo, el coeficiente de correlación R y el de eficiencia del 
modelo NSE resultan igual a 0,9998 y 0,9999.  

A partir de esta red neuronal se ha implementado un simulador completo 
del motor en PSpice, cuya descripción se puede consultar en el apartado D.2 
del apéndice D.   

A modo de ejemplo, en la figura 6.2 se muestra la tensión y la corriente de 
fase (a y c), el flujo concatenado (b), el par (d), el par total (f) y la posición (e), 
donde se han enmarcado con líneas discontinuas del color correspondiente los 
intervalos de activación de cada fase. 

 

Figura 6.1. Representación del flujo concatenado determinado experimentalmente 
λEXP y a la salida de la red neuronal λNN en función de la corriente y la posición del 
rotor entre 0 y 10° cada 1° (a), del rRMSE entre λEXP y λNN respecto de la posición 
del rotor (b), de la correlación entre ambos flujos concatenados (c) y de su diferencia 
respecto de la posición del rotor y de la corriente de fase (e).  
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El control del motor se ha realizado en lazo abierto mediante la ayuda de 
un regulador de histéresis con un valor central de referencia de 5 A para las 
cuatro corrientes de fase y una excursión máxima de ±0,2 A. Así dependiendo 
del estado de la salida del regulador y la posición del rotor se habilitan los 
transistores ubicados en la rama correspondiente a cada fase de un puente 
asimétrico conectado a un bus de tensión continua de 300 V. El ángulo de 
solapamiento como se deduce de la gráfica (e) es nulo y cada fase se activa 
entre 7,5 y 2,5 grados cada 5 grados.  

Figura 6.2. Representación de la tensión (a), el flujo concatenado (b), la corriente 
(c), el par (d), la posición más el intervalo de activación (e) en cada fase del motor 
y el par total (f) obtenidos de la simulación del SRM 24/18 girando a 500 rpm.  
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Vista la capacidad del perceptrón multicapa para ajustar la relación λ(θ,iF) 
se ha estudiado la posibilidad de emplear este tipo de red para determinar la 
posición a partir del conocimiento del flujo concatenado y la corriente de fase. 
El resultado para un perceptrón 2-10-5-1 se muestra en la figura 6.3 (a), (b) y 
(c). Asimismo, en la gráfica (g) se incluye el MSE obtenido para dos redes con 
estructuras 2-5-1 y 2-10-1.  

Para logar resultados similares al caso anterior, donde se estimaba el flujo 
concatenado, ha sido necesario doblar el número de neuronas de la primera 
capa oculta e incluir una segunda capa oculta con cinco. Si bien, un perceptrón 
2-10-1 podría llegar a resultar suficiente, finalmente se ha excogido un 2-10-5-
1 por su actual reducido tamaño11. 

Al igual que en el caso anterior, se logran mejores resultados entrenando la 
red con la posición expresada en radianes antes de normalizar los datos, siendo 
en este caso necesario al operar con funciones sigmoideas en las neuronas de 
ambas capas ocultas. Así como su posterior desnormalización a la salida. En 
cuanto a las funciones de activación, en las neuronas de la capa oculta son de 
tipo sigmoideo y en la capa de salida de tipo lineal. 

 Como factor de calidad de la bondad del ajuste en el caso anterior se 
empleó el rRMSE en coherencia con el resto de los analizados en esta tesis. Sin 
embargo, su uso no resulta adecuado en la posición de alineamiento al ser su 
valor angular 0°, por lo que en su lugar se ha empleado el error cuadrático 
medio o MSE. Si bien la red se ha entrenado en radianes cuyo valor se ha 
normalizado entre ±1, el resultado se corresponde con el valor desnormalizado 
y expresado en grados, encontrándose el peor caso para el MLP 2-10-5-1 y el 
2-10-1 para una corriente de fase 10 A y, respectivamente, siendo este inferior 
a 3,4 y 31,9 milésimas de grado, respectivamente. En cuanto al valor del coe-
ficiente R, este resultó 0,9999 y 0.9989. 

Dado que, al igual que el MLP, el modelo RBF es un aproximador universal 
(basado en funciones tipo gaussiano en lugar de sigmoideas), se ha probado 
con estructuras de hasta 100 neuronas, pero, desafortunadamente, se han ob-
tenido unos valores del MSE y del coeficiente de correlación R notoriamente 
menos favorables, siendo estos respectivamente 0,5307 y 0,976, por lo que se 
descartó el uso de la RBF. 

   

                                                            
11 Una red de hasta 100 neuronas puede considerarse de tamaño reducido, fácil-

mente implementable en un microprocesador actual de bajo coste.  
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Figura 6.3. Relación θ vs. λ tomando como parámetro iF (a); correlación entre los 
valores de la posición experimental θEXP y los obtenidos del MLP 2-10-5-1 θNN (c); 
MSE entre los valores θEXP y θNN en las estructuras 2-10-5-1, 2-10-1 y 2-5-1 (e y g); 
velocidad angular del motor en rpm (b), corrientes (d) y flujos concatenados (f) en 
cada fase y θEXP y θNN a la salida del MLP 2-10-5-1 (h). 
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Con el fin de verificar el comportamiento dinámico de la red neuronal y 
fundamentalmente del accionamiento trabajando en lazo cerrado, se ha dise-
ñado un simulador ad hoc en el entorno Matlab-Simulink por la facilidad que 
este entorno ofrece para modelar sistemas. Las partes más específicas y menos 
comunes en la literatura de este simulador se describen en el segundo apartado 
del apéndice D.  

Se ha realizado una simulación con unos perfiles de corriente de fase y flujo 
concatenado muy irregulares (gráficas d y f en figura 6.3), como consecuencia 
de hacer trabajar al motor a par constante entre 1 a 3 Nm con incrementos de 
1 Nm y una velocidad n entre 700 y aproximadamente 720 rpm (gráfica b, 
figura 6.3).  

Excepto cuando se producen las conmutaciones de conducción entre fases, 
donde el error llega hasta 6,5°, la red neuronal estima la posición en el resto 
del intervalo (figura 6.3 (h)) con un error máximo inferior a 0,25° (un 5% en 
un intervalo de conducción por fase de 5°), a pesar del rizado de alta frecuencia 
de la corriente como consecuencia del regulador de histéresis, el cual se traslada 
también al flujo.  

Asimismo, se ha evaluado la posibilidad de reducir el elevado rizado del par 
en este tipo de motor (gráficas (b) y (c) en la figura 6.2) incluyendo un MLP 
en el lazo de regulación de velocidad. En este caso la consigna de par a la 
salida del regulador P-I del lazo de velocidad y la posición del rotor son las 
variables de entrada al perceptrón (figura 6.4 superior), siendo su salida la 
corriente de referencia del regulador de histéresis que controla los transistores 
del puente asimétrico al que se conecta el motor.  

Al igual que en el caso anterior el MLP escogido tiene una estructura 2-10-
5-1, siendo el valor del MSE y del coeficiente de regresión R entre la corriente 
de fase experimental y la obtenida a la salida de la red, respectivamente igual 
a 0,1 y 0.9998. 

Validado el comportamiento estático de la red, se ha procedido al análisis 
de su operación dinámica mediante el simulador diseñado en el entorno 
Matlab-Simulink. Inicialmente se ha hecho operar al motor con un control a 
corriente constante haciendo variar la consigna con incrementos de 1 A, lo que 
implica que de forma análoga a la figura 6.2 el par generado en cada fase 
presenta un elevado rizado con forma cóncava.  

El resultado de las simulaciones entre 2 y 4 A con el motor operando en 
torno a 1000 rpm se muestra en las gráficas (a) y (b) de la figura 6.4. Como 
se puede observar en la gráfica (b), excepto en las conmutaciones entre fases, 
la corriente de salida de la red es capaz de ajustarse a los valores objetivo de 
la de fase representados en la gráfica (a) a pesar de operar en sus entradas con 
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Figura 6.4. Diagrama de bloques en Simulink de una parte del simulador en la que 
se incluyen las redes neuronales y el lazo de regulador de velocidad. Corrientes de 
fase y de referencia con el motor operando en lazo abierto a 1000 rpm (a) y estimada 
por el MLP_PAR entrenado para determinar la relación iF(θ,T) (b). Corrientes de 
fase y de referencia, par producido en cada fase y total sin incluir el MLP_PAR en 
el lazo de regulación (c y e) y en caso contrario (d y f).   

PAR_IN
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unas señales tan poco homogéneas. Concretamente, despreciando el error en 
las conmutaciones, el cual resulta en valor absoluto hasta de 4 A, en el resto 
del intervalo no llega a superar 350 mA con 4 A de corriente de fase, siendo 
esta la situación más desfavorable.  

En caso de operar como regulador de velocidad, si solo se incluye una acción 
P- I en el lazo de control (S2 ↓ en figura 6.4) suele suceder que al contrario de 
la velocidad, el par no se mantiene constante (gráficas (c) y (e) en la figura 
6.4), en cuyo caso resulta necesario perfilar la corriente de fase para lograrlo.  

Formalmente, implica determinar el valor de referencia de la corriente de 
fase para cada curva de nivel del par y en cada posición del rotor que recorre 
el motor cuando la fase está activa. Estas curvas en el plano (θ, iF) se asemejan 
a parábolas más o menos centradas entre las posiciones de alineamiento y 
desalineamiento, cuyo vértice se desplaza hacia arriba conforme el par aumenta 
y reduciéndose a su vez su apertura. Así, una variación del ángulo de puesta 
en conducción puede resultar muy significativa, pues de ello depende que la 
corriente de referencia demandada resulte alcanzable o no.  

En las gráficas (d) y (f) de la figura 6.4 se puede observar que mediante la 
inclusión del MLP 2-10-5-1 en el lazo de control (S1 ↑ y S2 ↓) la corriente de 
referencia sí adquiere la forma parabólica impuesta por el perfil de la curva de 
nivel del par, reduciéndose su rizado como se pretendía. En esas condiciones 
el motor es capaz de mantener constante el par y la velocidad, siendo en este 
ejemplo 0,74 Nm y 700 rpm, donde el adelanto óptimo para la puesta en con-
ducción de cada fase, tomando como origen la posición de desalineamiento, ha 
resultado igual a 3,3°.  

Dada la aplicación para la cual se ha diseñado el prototipo de SRM 24/18, 
la carga se ha modelado en un bloque de Simulink emulando su comporta-
miento de tipo centrífugo mediante una función cuadrática. Donde el par re-
sistente TR que ofrece se corresponde con: 

 
2

2

( )  ; caso contrario ,C TH
R TH R SAT R SAT

C

T T nT T T T T T
n

−= + ∀ < =   (6.3) 

siendo n la velocidad a la que la carga gira expresada en rpm, nC y TC un 
punto de su curva par-velocidad y TTH y TSAT sus respectivos valores umbral 
y de saturación en el par. 

El puente en H asimétrico, el regulador de histéresis, el sistema encargado 
de determinar el intervalo de conducción de cada fase, el regulador del lazo de 
control y demás bloques necesarios para la simulación completa del acciona-
miento, se han implementado mediante elementos disponibles en las librerías 
de Simulink.  
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En cuanto a las redes neuronales, a pesar de que la herramienta para su 
programación en Matlab genera de forma automática su bloque en Simulink, 
al igual que el motor se han programado en sendos ficheros con una estructura 
S-function por la versatilidad que la programación en código abierto ofrece. 

Así, una vez se ha dispuesto de herramientas capaces de emular el compor-
tamiento básico de una fase del motor y del accionamiento completo, a conti-
nuación se proponen otros modelos más completos considerando el efecto de 
las pérdidas en el material. Estos se abordan en base a circuitos equivalentes 
de parámetros concentrados organizados de menor a mayor complejidad.  

6.3. Modelos eléctricos equivalentes de una fase 

En este apartado se describe el modelo equivalente elemental de una fase 
del motor, el cual paulatinamente se va modificando mediante la inclusión de 
elementos no lineales hasta alcanzar otros más completos en los que se consi-
dera el efecto de la saturación, la dispersión del flujo y las pérdidas en el 
material ferromagnético. 

6.3.1. Modelo elemental de una fase sin considerar la satu-
ración del material. 

Tal como se describe en [Krishnan, 2001] o [Miller, 1993], la relación entre 
la corriente y la tensión de fase en un motor de reluctancia conmutada despre-
ciando el efecto de la saturación y las pérdidas en el material se puede expresar 
del siguiente modo:  

 ( ) ,T
F F W

dv i R
dt

λ θ= +   (6.4) 

donde vF, iF, RW y λT son, respectivamente, la tensión y la corriente de fase, la 
resistencia del devanado y el flujo concatenado total. 

Considerando que el flujo concatenado se relaciona con la inductancia al 
origen L como sigue: 

 ( ) ( ) ,T FL iλ θ θ= ⋅   (6.5) 

la expresión (6.4) al combinarla con (6.5) se transforma en: 

 

( )( )
.

F
F F W

d L i
v i R

dt
θ ⋅

= +
  (6.6) 

Asimismo, desarrollando el segundo término en (6.6), resulta: 
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 ( ) .F
F F W M

div i R L e
dt

θ= + +   (6.7) 

Donde el tercer término en (6.7) representa la fuerza electromotriz rotacio-
nal inducida eM, la cual, como sucede en un motor serie de corriente continua, 
se relaciona con la velocidad angular ωm a la que gira el rotor como sigue: 
 ,MM e M Fe K iω= ⋅ ⋅   (6.8) 

siendo: 

 ( )
M

F

e

i cte

dLK
d

θ
θ =

=   (6.9) 

y 

 .M
d
dt
θω =   (6.10) 

Así, consecuentemente con (6.7) el circuito equivalente elemental de una 
fase en un SRM sin considerar la saturación y las pérdidas en el material se 
corresponde con el mostrado en la figura 6.5 (a). 

6.3.2. Modelo de una fase considerando la saturación del 
material 

El modelo elemental representado en la figura 6.5 (a) es considerado por su 
simplicidad en múltiples referencias [Materu, 1989], [Fahimi, 1998], [Fiedler, 
2004] o [Faiz, 2010], no obstante en él se desprecia la dependencia del flujo 
concatenado con la corriente de fase en cada posición del rotor.  

En caso de considerar la saturación del material es necesario incluir en (6.4) 
y (6.5) la dependencia del flujo concatenado total y la inductancia al origen 
con la corriente de fase. En esas condiciones (6.6) se expresa como: 

 
( )( , )

.
F F

F F W

d L
v

i i
i R

dt
θ ⋅

= +   (6.11) 

Figura 6.5. Circuitos equivalentes de una fase en un SRM: (a) elemental despre-
ciando el efecto de la saturación y las pérdidas en el material; (b) considerando la 
saturación del material.  
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Descomponiendo el segundo término en (6.11) resulta:  

 (i , ) (i , )(i , ) ,
F

F FF F
F F W F F F

Fi cte cte

L Ldi d div i R L i i
dt dt i dtθ

θ θθθ
θ = =

∂ ∂= + + +
∂ ∂

  (6.12) 

donde el tercer término en (6.12) es eM y el cuarto representa la fuerza contra 
electromotriz inductiva inducida eL. Es decir: 

 (i , ) .F F
L F

F cte

L die i
i dtθ

θ

=

∂=
∂

  (6.13) 

Este término adicional, respecto a (6.7), da cuenta de la energía almace-
nada en el campo magnético como consecuencia de la dependencia de la in-
ductancia al origen con la corriente [Ray, 1986] y, en consecuencia, debe in-
cluirse en el circuito equivalente de una fase del motor. 

Dado el carácter inductivo del multiplicando en (6.13) y el segundo término 
de (6.12), ambos se pueden agrupar dando lugar a un nuevo elemento deno-
minado inductancia incremental : 

 ( , )( , ) ( , ) ,F
F F F

F cte

L ii L i i
i θ

θθ θ
=

 ∂
= +  ∂ 

   (6.14) 

que permite reescribir (6.12) en los mismos términos que (6.7) sin más que 
sustituir la inductancia al origen por : 

 ( , ) ,F
F F W F M

div i R i e
dt

θ= + +   (6.15) 

dando lugar al circuito equivalente de una fase mostrado en la figura 6.5 (b). 
Nótese como únicamente en la región lineal de las curvas características 

λ(iF, θ) la inductancia incremental y la inductancia al origen L coinciden 
[Walivadekar, 1993] y por ende los modelos (a) y (b) en la figura 6.5. 

Análogamente, en un modelo basado en el flujo concatenado, la inductancia 
incremental se puede calcular como la derivada parcial del flujo concatenado 
respecto de la corriente manteniendo constante la posición del rotor [Hossain, 
2003], [Srinivas, 2005], [Lin, 2004] o [Peng, 2010]. Esto es: 

 ( , ) ( , ) ( , ) ,
F

T F T F T FF
F F W F C

F cte I cte

d i i idi dv i R i R
dt i dt dtθ

λ θ λ θ λ θ θ
θ= =

∂ ∂= + = + +
∂ ∂

  (6.16) 

siendo el multiplicando en el segundo término de (6.16) la inductancia incre-
mental y el tercer término la fuerza contra electromotriz rotacional: 

 ( , ) ( , )( , ) ( , ) F T F
F F F

F Fcte cte

L i ii L i i
i iθ θ

θ λ θθ θ
= =

 ∂ ∂
= + =  ∂ ∂ 

   (6.17) 

y 
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 (i , ) (i , )
M

F F

F T F
M F e m F

i cte i cte

L d de I K i
dt dt

θ λ θθ θ ω
θ θ= =

∂ ∂= ⋅ = = ⋅ ⋅
∂ ∂

  (6.18) 

6.3.3. Modelo de una fase con el rotor bloqueado conside-
rando las pérdidas en el material  

Si bien en el modelo mostrado en la figura 6.5 (b) se contempla la satura-
ción del material ferromagnético a través de la dependencia de la inductancia 
incremental  con la corriente de fase, en este no se tienen en cuenta los efectos 
en su caso originados por la histéresis, las corrientes de Foucault u otros fenó-
menos como el movimiento de las paredes del dominio magnético que provocan 
pérdidas anómalas o en exceso [Zhu, 1995] y [Goodenough, 2002]. 

Básicamente una fase de un SRM consiste en un devanado arrollado sobre 
un polo de un núcleo magnético con entrehierro cuya geometría varía con la 
posición del rotor. Es por ello que las referencias disponibles en la literatura 
dedicadas a la caracterización de un núcleo magnético y las conclusiones que 
de estas se derivan, deberían constituir un buen punto de partida para identi-
ficar el circuito equivalente de una fase del motor con el rotor bloqueado. 

En [Hui, 1996] se muestra el modelo dinámico generalizado de un núcleo 
magnético con pérdidas por corrientes de Foucault, el cual se basa en una red 
de Cauer constituida por inductancias diferenciales y resistencias no lineales. 
Las ecuaciones generalizadas para el circuito son: 

 
( )1 2 ...

Devanado: ;
n

F F W

d
v i R

dt
λ λ λ+ + +

= +   (6.19) 
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λ λ λ

λ

+ + +
+ =

+ =

  (6.20) 

donde vF, iF, RW y NS son la tensión, la corriente, la resistencia equivalente y 
el número de espiras en el devanado. Asimismo, n es el número de elementos 
de la red y λ(1,2,…n) y Rn el flujo concatenado y la resistencia que modela las 
pérdidas en cada elemento. 

Cuando la frecuencia de la excitación es baja, como sucede con este tipo de 
motores (a una velocidad de 1000 rpm la frecuencia de un ciclo eléctrico es de 
tan solo 300 Hz) el núcleo se modela con un solo elemento, donde se incluyen 
dos resistencias en paralelo con el fin de estudiar por separado las pérdidas 
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debidas a la histéresis y a las corrientes de Foucault. El valor de ambas resis-
tencias se deduce en función de coeficientes variables, las cuales se pueden 
combinar para trabajar con una única resistencia equivalente de pérdidas 
[Sato, 1990]. 

En [Zhu, 1993] se da un paso más y se añade una resistencia debida a las 
pérdidas anómalas en paralelo con la que modela las originadas por las corrien-
tes de Foucault. No obstante, para el correcto estudio del comportamiento 
dinámico del núcleo se propone no considerar por separado la resistencia equi-
valente de pérdidas por histéresis, sino incluirla junto con una inductancia en 
un único elemento que contemple la no linealidad del núcleo. Para ello se 
recurre al modelado de una inductancia no lineal mediante su modelo discreto 
como línea de transmisión [Zhu, 1995]. 

En relación al SRM, en la literatura podemos encontrar varios trabajos 
donde las pérdidas en el material se modelan mediante una única resistencia 
en paralelo con una inductancia [Murthy, 1997] y [Lu, 2009]. En sendos traba-
jos no se distingue el origen de las pérdidas, ni tampoco se considera la depen-
dencia de dicha resistencia con la corriente de excitación tal como se hace en 
[Corda, 2010a]. 

En [Raulin, 2004] se describe un modelo más completo en el que se distin-
guen la energía debida a la histéresis, las corrientes de Foucault y la almace-
nada en el campo, a través del paralelo de dos resistencias y una inductancia 
no lineal sin memoria que da cuenta de la saturación magnética.  

De igual modo en [Sixdenier, 2006] se presenta un método de análisis alter-
nativo en el que se propone la simulación en 2D por el FEM de un circuito 
magnético equivalente basado en tubos de flujo de histéresis dinámica 
(DHFT), donde las pérdidas por conducción en el material se modelan me-
diante un transformador ideal junto con una resistencia entre extremos del 
devanado secundario por la cual circula la corriente inducida [Marthouret, 
1995]. 

Dado que el objetivo de este estudio no es analizar el origen de las pérdidas 
en el material, sino definir un modelo en régimen de operación pulsante que 

Figura 6.6. Circuito equivalente generalizado de un núcleo magnético con pérdidas.  
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posibilite determinar la corriente de fase ante una tensión de excitación de 
entrada, a tenor de la revisión de los trabajos anteriormente citados se ha 
considerado como primera aproximación agrupar las pérdidas en un único ele-
mento resistivo FE dependiente de la corriente. Este modelo que a priori coin-
cide con el propuesto en [Corda, 2010b] se muestra la figura 6.7 (a). 

6.3.4. Modelo de una fase con el rotor bloqueado conside-
rando las pérdidas en el material y el flujo disperso  

Los modelos descritos en el apartado anterior se centraban principalmente 
en el estudio del origen y la identificación de las pérdidas en el material, pero 
no consideraban la dispersión del flujo magnético. Este fenómeno se muestra 
en la figura 6.8, donde se puede observar las trayectorias equipotenciales del 
campo magnético en dos simulaciones en 2D por el FEM del SRM 24/18 en 
las posiciones de desalineamiento y alineamiento.  

Obsérvese como habiendo representado el mismo número de líneas de 
campo en ambas simulaciones, el número de ellas que no atraviesa a la vez el 
rotor y el estator es mucho mayor en la posición de desalineamiento. Así, 
cuando el rotor gira desde la posición de alineamiento (en la cual el SRM se 
podría considerar equivalente a un transformador) hacia la de desalineamiento 
el flujo de dispersión y del flujo marginal aumentan notoriamente. 

No obstante, a pesar de la evidencia anterior, el flujo de dispersión adquiere 
gran relevancia conforme el material se encuentra más saturado. De forma 
contraria, esto sucede progresivamente al desplazarse el rotor desde la posición 
de desalineamiento hacia la de alineamiento, donde la saturación es más pro-
funda. En esas condiciones la permeabilidad del material se aproxima a la del 
vacío y en consecuencia su contribución a la reluctancia de las trayectorias del 
flujo de dispersión deja de ser despreciable. Asimismo, la fuerte reducción de 
la permeabilidad del material como consecuencia de su saturación se traslada 

Figura 6.7. Circuitos equivalentes de una fase en un SRM con el rotor bloqueado: 
(a) considerando la saturación y las pérdidas en el material, pero despreciando el 
flujo de dispersión; (b) considerando además el flujo de dispersión.  
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a la inductancia debida al flujo de magnetización, llegando a ser similar a la 
asociada al de dispersión. 

Con el fin de ilustrar esta situación en la figura 6.9 se muestra el resultado 
de cuatro simulaciones por el FEM en 3D del SRM 24/18 realizadas en las 
posiciones de alineamiento y desalineamiento para una corriente de fase de 
1 y 10 A. Como se puede observar, en la posición de desalineamiento el ma-
terial trabaja en modo lineal con independencia del valor de la corriente de 
fase, siendo la permeabilidad en el polo del estator mucho mayor que la del 
aire y en consecuencia el módulo de la intensidad del campo magnético en las 
regiones de aire próximas a las esquinas de los polos (imágenes (a), (c) y (e) 
en la figura 6.9). 

En la posición de alineamiento el material exhibe de igual modo un com-
portamiento lineal para un valor de corriente de fase igual a 1 A, siendo la 
intensidad del campo magnético en el aire muy elevada en comparación con la 
del núcleo magnético (imágenes (b), (d) en la figura 6.9). Sin embargo, para 
una corriente de fase de 10 A el material está profundamente saturado. En 
consecuencia, el módulo de la intensidad del campo magnético en el polo del 
estator y en el aire circundante exhiben valores cercanos (figura 6.9 (d)), lo 
cual implica una significativa reducción de la permeabilidad del material y en 
consecuencia de la inductancia de magnetización, cuyo valor tiende a aproxi-
marse al de la de dispersión. 

 A tenor de las consideraciones anteriores se torna necesario la inclusión de 
este efecto en el modelo de una fase y, por ende, el replanteamiento de la 
ecuación en tensión: 

Figura 6.8. Representación de las trayectorias equipotenciales del campo magnético 
en la posición de desalineamiento (a) y alineamiento (b) obtenidas en una simulación 
en 2D por del FEM del SRM 24/18. 
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donde: 

Figura 6.9. Representación en 3D de la sexta parte en la posición de desalinea-
miento (a) y alineamiento (b) del SRM 24/18 y del plano central seleccionado para 
ser analizado. Mapa del módulo de intensidad del campo magnético H en el plano 
central para una corriente de fase de 1 y 10 A en la posición de desalineamiento (c 
y e) y de alineamiento (d y f). 
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FE

FE

vi =


  (6.22) 

y 
 M F FEi i i= −   (6.23) 

tal como se puede deducir del circuito equivalente mostrado en la figura 6.7(a). 
Con el fin de obtener un modelo basado en elementos eléctricos, haciendo 

uso del procedimiento descrito entre (6.11) y (6.17) es posible determinar la 
ecuación en tensión de una fase con el rotor bloqueado (eM = 0) en términos 
resistivos e inductivos: 
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di div i R i i
dt dt
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El circuito eléctrico correspondiente a la expresión (6.24) se muestra en la 
figura 6.7 (b). En él se incluyen los elementos necesarios para poder modelar 
la saturación y las pérdidas en el material, así como el efecto del flujo de 
dispersión. 

6.4. Determinación experimental del circuito 
equivalente de una fase  

En este apartado se propone un nuevo procedimiento para la identificación 
de forma teórica y experimental de los elementos que definen el circuito equi-
valente de parámetros concentrados mostrado en la figura 6.7 (b).  

Los test experimentales se han realizado sobre el prototipo del SRM 24/18 
haciendo uso del banco de ensayos descrito en el apartado 0. 

6.4.1. Determinación de la resistencia del devanado 

La determinación de forma teórica de la resistencia del devanado se ha 
abordado previamente en el apartado 5.3.5. En este estudio se han descrito 
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tres procedimientos comunes en la literatura y se ha propuesto uno alternativo, 
basado en la conservación de la energía, que contribuía a paliar las limitaciones 
de los anteriores. En todos RW se ha considerado constante e independiente de 
la corriente de fase. 

Los cuatro métodos han sido testados en el SRM 24/18 en la posición de 
alineamiento utilizando un conjunto de corrientes de fase de valor máximo 
entre 1 A y 10 A con incrementos de 1 A. Cada test se ha repetido tres veces 
y el promedio del valor obtenido se representa en función de la corriente de 
fase máxima en la figura 6.10 (a).  

Como se puede observar, el valor de RW determinado mediante los cuatro 
procedimientos depende de la corriente de fase. De igual modo, cuando se 
aplica el método (iii) se puede apreciar la influencia de la derivada de la co-
rriente de fase y por lo tanto de la corriente de magnetización, siendo el resul-
tado diferente dependiendo de si el pulso de excitación proviene de una tensión 
continua (figura 5.15 (a)) o de una alterna (figura 5.15 (b)). 

Por otro lado, el intervalo temporal en el que se realiza la medida varía 
entre procedimientos. Así, en el método (ii) la resistencia al devanado se estima 
en el instante tDZIF cuando la corriente de fase alcanza su valor de pico, siendo 
este anterior al seleccionado en el método (i) en el que el valor máximo se 
alcanza al final del intervalo de conducción (figura 5.15). Por el contrario, en 
los métodos (iii) y (iv) se considera todo el intervalo de conducción de la co-
rriente de magnetización (t0-tVZ), lo que significa que la resistencia al devanado 
se estima para cada ensayo como un valor promedio. 

Asimismo, en la posición de alineamiento y con valores de corriente de fase 
suficientemente elevados que aseguran el comportamiento lineal del material, 
la inductancia de magnetización resulta máxima y en consecuencia el error en 
la determinación de la resistencia del devanado por el método (ii) según se 
indica en (5.61). No obstante, con elevados valores de corriente que fuerzan la 
saturación del material este error resulta despreciable, siendo en ese caso muy 
similares los valores obtenidos por el método (ii) y el método (iv) propuesto. 

Con el fin de disponer de un patrón de referencia, la resistencia del deva-
nado se ha medido con un multímetro digital Agilent 34410A con una resolu-
ción de 6 ½ dígitos en modo 4 hilos a temperatura ambiente de 25°C y con un 
medidor de impedancias Wayne Kerr 3255B (también en modo 4 hilos) ope-
rando a 50 Hz. El resultado de las medidas se muestra en la tabla 6.1, donde 
además se incluye la desviación de los valores calculados mediante los proce-
dimientos descritos respecto al promedio de los obtenidos con ambos aparatos. 
Se ha considerado el valor promedio de las medidas en continua (multímetro) 
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y alterna (medidor LCR) por no ser la corriente de excitación ni constante ni 
periódica.   

La desviación más alta se produce en todos los casos con bajos valores de 
corriente (material en modo lineal), siendo esta mayor cuando la excitación es 
una tensión continua en lugar de sinusoidal. Por el contrario, cuanto más sa-
turado se encuentra el material y menor valor adquieren las inductancias de 
dispersión y magnetización más reducida es la desviación. En promedio su 
valor máximo se produce con el método (iii) al aplicar un pulso de tensión 
continua, en cuyo caso se supera levemente un 2%, mientras que el valor mí-
nimo se produce con excitación alterna aplicando el procedimiento (ii). Asi-
mismo, para ambos tipos de excitación la desviación con el método (iv) es 
igual a la mitad de la resultante con el método (iii). 

La relación entre el flujo concatenado total y la corriente de fase en la 
posición de alineamiento obtenida mediante el cálculo de RW por el método 
(iv) (RW(iv)) para un valor máximo de 10 A se muestra en la figura 6.10 (b). 

Figura 6.10. Relación en la posición de alineamiento entre la resistencia del devanado 
RW y el valor máximo de la corriente de fase iFMAX determinada mediante los 4 
procedimientos, para iFMAX entre 1 y 10 A con incrementos de 1 A (a); relación λT 
vs. iF en la posición de alineamiento habiendo obtenido RW mediante el procedi-
miento (iv) (b) y en el caso de modificar el valor de RW  un 10% (c) y un -10% (d).  

i) (Pulso DC)

iii) (Pulso DC)
iii) (Pulso AC)

iv) (Pulso AC)

ii) (Pulso AC)

(a) (b)

(c) (d)

(iv)1 1 W, R⋅
Incorrecto

(iv)0 9 W, R⋅
Incorrecto

(iv)WR
Correcto
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De su análisis se deduce que los valores de RW medidos con el multímetro y el 
medidor de impedancias, si bien sirven como referencia para evaluar las des-
viaciones entre métodos, no son los correctos para determinar el flujo concate-
nado total cuando el motor se excita con una corriente pulsante en gran señal. 
Esto se ilustra en las gráficas (c) y (d), donde se muestra la misma relación, 
pero habiendo sido determinada incrementado y reduciendo RW(iv) un 10%, 
respectivamente.  

En cuanto a la dependencia en la determinación de RW con la corriente de 
fase, se ha considerado que el origen de este efecto proviene del aumento de la 
contribución del material a la reluctancia de las trayectorias del flujo de dis-
persión conforme el material se satura, originando pérdidas en el material al 
igual que sucede con el flujo magnetizante. 

Ello conduce a la necesidad de modificar el circuito equivalente mostrado 
en la Figura 6.7 (b) incluyendo una resistencia D en paralelo con la induc-
tancia de dispersión D o, en su defecto, modelar la dependencia de la resisten-
cia del devanado mediante el equivalente serie formado por una componente 
RW no dependiente de la corriente de fase y un término incremental ΔRW, no 
lineal que dé cuenta de dicha dependencia. Esto se refleja en el nuevo modelo 
equivalente de una fase del motor mostrado en la figura 6.11, donde el elemento 
W= RW + ΔRW que sustituye a RW se ha denominado resistencia incremental 
equivalente del devanado. 

6.4.2. Problemática asociada a la determinación de la in-
ductancia incremental de dispersión 

La inductancia incremental de dispersión se puede determinar aplicando 
(6.25). Para ello es necesario calcular previamente el flujo concatenado de dis-
persión mediante (5.77) siguiendo el procedimiento descrito en el apar-
tado 5.3.5.  

Tabla 6.1. Valores medidos de RW con el multímetro Agilent y el medidor de impe-
dancias Wayne Kerr y desviación porcentual entre el resultado obtenido con los 
procedimientos descritos y el valor promedio medido con ambos aparatos. 

     

Método Agilent Wayne Kerr iFMAX=1 A iFMAX=10 A iFMAX=1:1:10 A 
i (DC) 2,503 � 2,507 � 18,06 % -3,8249 % 1,3277 % 
ii (AC) 2,702 � 2,675 � 3,9576 %  -5,4826% -0,2641 % 
iii (DC) 2,503 � 2,507 � 21,1192 % -3,1412 % 1,4425 % 
iii (AC) 2,702 � 2,675 � 10,4482 % -2,7153 % 2,0272 % 
iv (DC) 2,503 � 2,507 � 16,9559 % -3,9120 % 0,9162 % 
iv (AC) 2,702 � 2,675 � 9,1612 % -5,4194 % -0,7067 % 
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El resultado de este cálculo se muestra en la figura 6.12, donde se puede 
observar como las curvas de subida y de bajada de las características λD(iF,θ) 
evaluadas en alineamiento y desalineamiento no solo no coinciden en cada 
posición, como debería de suceder en un elemento de carácter inductivo, sino 
que además llegan a solaparse.  

El origen del error está en la determinación de la resistencia del devanado 
y la inductancia de dispersión de forma independiente. En este caso la resis-
tencia del devanado se ha calculado mediante el método (iv) basado en la 
conservación de la energía propuesto en el apartado 5.3.5 

En términos energéticos el resultado de aplicar el método (iv) es correcto, 
dado que si se calcula la energía almacenada en el campo magnético asociada 
a la inductancia de dispersión como se indica en (5.77) desde que se aplica la 
excitación en t=t0 hasta que se extingue la tensión magnetizante en t=tZV, esta 
resulta nula. Lo que equivale a decir que el área neta encerrada por las curvas 
de subida y bajada, determinada mediante la integral definida entre t0 y tZV 
del producto de la corriente de fase iF  por un diferencial del flujo concatenado 
de dispersión dλD, resulta nula. 

 Si la resistencia del devanado se estima mediante el procedimiento (ii) y 
(iii), la situación es análoga. No obstante, la energía en M yD en el instante 
tZV, al contrario de lo que debería suceder, resulta no nula (aunque muy redu-
cida), siendo en ambas inductancias igual y de signo contrario. El método (i) 
no se ha evaluado por haberse realizado el ensayo mediante un pulso de exci-
tación sinusoidal. 

Con el fin de obviar la problemática que deriva de la determinación de la 
inductancia incremental de dispersión mediante la metodología clásica, en este 
apartado se propone un nuevo procedimiento para el cálculo de W mediante 

Figura 6.11. Circuito equivalente de una fase en un SRM con el rotor bloqueado 
considerando la resistencia incremental equivalente del devanado y la inductancia 
incremental, donde ambas deben ser determinadas conjuntamente. 
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el cual se asegura que la relación entre el flujo de dispersión y la corriente de 
fase que resulte en cada posición del rotor biunívoca, como sucede en una 
inductancia ideal saturable.  

Una vez se dispone de la relación λD(iF,θ) la inductancia de dispersión se 
calcula mediante (6.25) para cada valor de la posición y la corriente de fase. 
Nótese como para lograr ese comportamiento biunívoco la determinación de D 
y RW formalmente debe realizarse conjuntamente. 

El diagrama de flujo del procedimiento propuesto se muestra en la figura 
6.13. En cada posición se ejecuta secuencialmente como sigue: 1) se establece 
un valor inicial de la resistencia incremental W del devanado  igual al resul-
tado de aplicar el procedimiento (iv) descrito en el apartado 5.3.5 (RW(iv)); 
2) se determina la relación que el flujo concatenado total y el flujo magneti-
zante mantienen con la corriente de fase en sentido ascendente (λT_↑ y λM_↑) 
y descendente (λT_↓ y λT_↓); 3) se fija un vector (iF_ALG) con los valores de 
corriente de fase para los cuales se desea determinar W y D y se determinan 

Figura 6.12. Relación λD vs. iF en las posiciones de alineamiento y no alineamiento 
habiendo calculado la resistencia incremental equivalente del devanado independien-
temente del flujo de dispersión (a) y en caso contrario, aplicando el procedimiento 
propuesto (b). Relación entre W e iF (c) y D e iF (d) habiendo sido calculadas W 
y D conjuntamente mediante el procedimiento propuesto. 


 (
Ω)

W

Alineam.

Desalinea.

Después Algorit.Antes Algorit.

Después Algorit.Después Algorit.

(a) (b)

(c) (d)
 (

m
H

)
D



6.4. Determinación experimental del circuito equivalente de una fase 271
 

  

para dichos valores el flujo concatenado total y el flujo magnetizante (λT_ALG_↑, 
λM_ALG_↑, λT_ALG_↓ y λT_ALG_↓) mediante una función de interpolación cúbica; 
4) Se calcula el flujo de dispersión en sentido ascendente y descendente 
(λD_ALG_↑ y λD_ALG_↓) para cada valor de corriente escogido; 5) Si la diferencia 
entre λD_ALG_↑ y λD_ALG_↓ para ese valor de corriente resulta inferior a ε (fijado 
como el 1% del valor máximo calculado inicialmente al determinar RW(iv)) se 
almacena el valor obtenido de W y λD_ALG_↑ y se vuelve a ejecutar el lazo para 
un nuevo valor de corriente; 6) si por el contrario la diferencia entre λD_ALG_↑ 
y λD_ALG_↓  es mayor o igual a ε se ajusta el valor de W incrementando o 
decrementando su valor en ΔW≈1‰ según el signo de la diferencia, 

Figura 6.13. Diagrama de flujo del algoritmo propuesto para la determinación con-
juntamente de la resistencia incremental equivalente del devanado y la inductancia 
incremental de dispersión. 
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volviéndose a ejecutar los pasos 2), 3) y 4): 7) concluido el cálculo para todos 
los valores escogidos de la corriente de fase se dispone de las relaciones 
W(iF_ALG) y λD_ALG_↑(iF_ALG) ≈ λD_ALG_↓(iF_ALG) y haciendo uso de (6.25) se 
obtiene D (iF_ALG). 

El resultado se muestra para las posiciones de alineamiento y desalinea-
miento en la figura 6.12, donde se puede observar como, después del aplicar el 
algoritmo, la relación entre el flujo concatenado de dispersión y la corriente de 
fase resulta biunívoca (gráfica (b)). Se considera relevante señalar que la rela-
ción obtenida no coincide con el promedio de las curvas ascendente y descen-
dente mostradas en la gráfica (a).  

Adicionalmente, en las gráficas (c) y (d) se muestra, respectivamente, la 
relación que la resistencia incremental del devanado y la inductancia incre-
mental de dispersión mantienen con la corriente de fase en las posiciones de 
alineamiento y desalineamiento. El pico que aparece en torno a 3,4 A en la 
posición de alineamiento es debido a la fuerte variación de la derivada del flujo 
de dispersión respecto de la corriente de fase en el codo de la curva. 

6.4.3. Determinación de la resistencia de pérdidas en el 
material y la inductancia de magnetización 

Como se ha descrito en el apartado 6.3.4, la resistencia que modela las 
pérdidas en el material puede estimarse o bien independientemente de la in-
ductancia de magnetización incremental, como se propone para el modelo de 
un SRM en [Murthy, 1997], [Perez-Cebolla, 2009a], [Kaiyuan, 2009] y [Corda, 
2010b] o bien conjuntamente como se indica para un inductor no lineal gené-
rico en [Chua, 1970]. 

En la tres primeras referencias la resistencia que modela las pérdidas se 
asume constante. En [Corda, 2010b] se demuestra como al aplicar a una fase 
del motor un pulso de tensión constante, la resistencia equivalente de pérdidas 
disminuye conforme aumenta el valor máximo de la corriente de fase. Para 
ello mantienen el valor de la tensión y varían la duración del pulso de forma 
similar al ensayo mostrado en la figura 5.15 (a). No obstante, en cada ensayo 
su valor se considera constante y por tanto independiente de la corriente, el 
cual se determina en base al principio de conservación de la energía, al igual 
que en las otras tres referencias. 

Así, en el caso de asumir constante en cada ensayo la resistencia de pérdi-
das, esta se puede calcular como se indica en una publicación previa [Perez-
Cebolla, 2009a], donde el pulso de excitación aplicado es el mostrado en la 
figura 5.15 (b). Esto es: 
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donde se asume que la energía almacenada en las inductancias incrementales 
de dispersión y de magnetización resulta nula en el instante tZV en el que se 
extingue la tensión magnetizante.  

Como referencia, el valor de FE obtenido en la posición de alineamiento 
tras realizar el ensayo mostrado en figura 5.15 (b) ha sido 212,5 �. 

Una vez se ha dispuesto de FE (en este caso constante e igual a RFE) la 
corriente magnetizante iM y el flujo concatenado de magnetización λM se han 
determinado haciendo uso de (6.22) y (5.74), respectivamente. La relación en-
tre ambas magnitudes en las posiciones de alineamiento y desalineamiento se 
muestra en figura 6.14 (a), donde se puede apreciar como con el rotor blo-
queado la curva ascendente y la descendente no coinciden sino que se cruzan 

Figura 6.14. Relación λM vs. iM en las posiciones de alineamiento y no alineamiento 
habiendo calculado la resistencia incremental de pérdidas en el material indepen-
dientemente del flujo magnetizante (a) y en caso contrario, aplicando el procedi-
miento propuesto (b). Relación entre FE e iM (c) y D e iM (d) habiendo sido calcu-
ladas FE y M conjuntamente mediante el procedimiento propuesto. 
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para cumplir con la condición de conservación de la energía, al contrario de lo 
que se espera de una inductancia saturable. 

Con el fin de asegurar una relación λM vs. iM biunívoca, se propone un nuevo 
procedimiento de cálculo basado en el algoritmo mostrado en la figura 6.15, 
mediante el cual para cada valor de la corriente magnetizante se calculan con-
juntamente el correspondiente de la resistencia incremental de pérdidas en el 
material FE en función de la corriente que la atraviesa iFE y del flujo conca-
tenado de magnetización λM y, a partir de este, de la inductancia de magneti-
zación M en función de la corriente magnetizante iM. 

Figura 6.15. Diagrama de flujo del algoritmo propuesto para la determinación con-
junta de la resistencia incremental de pérdidas en el material FE y la inductancia 
incremental de magnetización M. 
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El procedimiento esencialmente sigue los mismos pasos que en el descrito 
para la determinación de W(iF) y D(iF), si bien es un poco más complejo al 
no compartir FE y M la misma corriente. Así en este caso se trabaja con FE, 
RFE, iM, iM_ALG y M en lugar de W, RW, iF, iF_ALG y D y un valor de ε≈1% del 
valor máximo de λM evaluado inicialmente con RFE y de ΔFE=5‰ de RFE. 

Los resultados del algoritmo en la posición de alineamiento, tras procesar 
los datos procedentes del ensayo mostrado en la figura 5.15 (b), se pueden 
observar en la figura 6.14. En las mismas gráficas se han incluido para su 
comparación los obtenidos en la posición de desalineamiento. De su análisis se 
deduce una clara dependencia de la resistencia incremental de pérdidas en el 
material FE con la corriente (figura 6.14 (c) donde en el eje de abscisas en 
lugar de iFE se ha escogido iM por ser común al resto de gráficas), al igual que 
le sucede a la inductancia incremental de magnetización M (figura 6.14 (d)), 
siendo en este caso biunívoca la relación λM vs. iM que la define (figura 6.14 
(b)). 

Nótese la fuerte reducción de la inductancia incremental de magnetización 
en la posición de alineamiento cuando el material se encuentra profundamente 
saturado (con un perfil muy similar al de la permeabilidad frente al módulo 
de la intensidad del campo magnético), llegando incluso a alcanzar valores 
cercanos a los de la inductancia incremental de dispersión. 

En cuanto a la resistencia incremental de pérdidas en el material, tanto su 
valor como su dependencia con la corriente se reduce cuando el material pro-
fundiza en la región de saturación, manifestándose esa dependencia en todas 
las posiciones del rotor.  

En la figura 6.16 se muestra el circuito equivalente de parámetros concen-
trados propuesto finalmente para modelar el comportamiento de una fase del 
SRM con el rotor bloqueado, donde los conjuntos serie y paralelo formados, 
respectivamente, por W  - D  y FE ‖ M se han agrupado en cajas, con el fin 
de dar cuenta de la necesidad de la determinación conjunta de los elementos 
que los forman. Asimismo, estos elementos se han representado con símbolos 
que dan cuenta de su comportamiento no linealmente dependiente de la co-
rriente que por ellos circula y de la posición del rotor.  

Respecto al acoplamiento entre fases, no es objeto de esta tesis. En cual-
quier caso, con el motor operando a velocidad constante y en condiciones de 
excitación de pulso único, tal como se ha abordado el estudio, no se suele 
recurrir al solapamiento entre fases, de modo que la conducción simultánea de 
dos corrientes únicamente ocurre en el intervalo de conmutación. En esa región 
el valor de las corrientes no es elevado y el efecto del acoplamiento se suele 



276    Capítulo 6. Modelado de la máquina 
 

 

despreciar [Farshad, 2005], siendo realmente necesaria su consideración en al-
goritmos de control más específicos.  

Así, en caso de que dos fases X e Y conduzcan simultáneamente, (6.25) y  
(6.26) deben pasar de un espacio bidimensional de geometría euclídea a otro 
tridimensional y el circuito equivalente mostrado en la Figura 6.16 ir acompa-
ñado por uno adicional que represente una segunda fase. 

El valor de los elementos incrementales en el circuito resultante 
D(iF_X, iF_Y), W(iF_X, iF_Y), M(iM_X, iM_Y) y W(iFE_X, iFE_Y), pueden ser 
igualmente determinados mediante los algoritmos propuestos para cada valor 
de θ, iF_X tomado como parámetro iF_Y. En cuyo caso el número de ensayos 
experimentales y el coste computacional se multiplica por el número de valores 
corriente NY [Farshad, 2005] y [Jain, 2006].  

6.5. Verificación del circuito equivalente pro-
puesto con el rotor bloqueado 

Conocido el circuito equivalente de una fase y el valor de sus elementos, su 
simulación puede abordarse en PSpice aprovechando los modelos aportados 
por los fabricantes en el diseño de las etapas electrónicas a través de las cuales 
se alimenta y controla el motor. Para ello en el fichero incluido en el apartado 
D.2 del apéndice D hay que sustituir los elementos resistivos e inductivos del 
circuito equivalente de una fase del motor mostrado en la figura 6.5 (b) por 
los que aparecen en el propuesto en la figura 6.16, describiendo la dependencia 
de estos elementos con la corriente que los atraviesa y la posición del rotor o 
bien en forma de tablas o bien mediante una función como se muestra en dicho 
ejemplo, donde el comportamiento no lineal de la inductancia del devanado 
con la corriente de fase y la posición del rotor se ha modelado a través de una 
red neuronal. Varios ejemplos del resultado de estas simulaciones se pueden 

Figura 6.16. Circuito equivalente no lineal de parámetros concentrados de una fase 
del motor con el rotor bloqueado propuesto finalmente. 
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observar en dos publicaciones fruto de esta tesis [Perez-Cebolla, 2009a] y 
[Perez-Cebolla, 2013]. 

No obstante, con el fin de proporcionar un modelo que se pueda simular en 
otro entorno de programación como Matlab (apartado D.3 del apéndice D), 
este se describe a continuación en forma de ecuaciones en el espacio de estados. 

En un modelo básico con el rotor bloqueado (figura 6.5 (b) con eM=0) la 
corriente de fase es la única variable de estado. Sin embargo, en este caso la 
inductancia incremental magnetizante y la resistencia incremental de pérdidas 
en el material se han determinado conjuntamente en base a la tensión y la 
corriente magnetizante, por lo que se ha decidido expresar la corriente de fase 
en función de la corriente magnetizante, siendo, en consecuencia, esta y su 
primera derivada las variables de estado.  

Así, puesto que (6.24) se puede reescribir como sigue: 

 ( , ) ( , ) ,F F W D F F M F Mv i i i i iθ θ= + +
 

    (6.28) 

y además considerando que 
 M M M FE FEv i i= =   (6.29) 

y la corriente de fase se puede expresar partir de (6.22) como: 

 ,M
F M M

FE
i i i= +



   (6.30) 

la combinación de (6.28) y (6.30) da lugar a la siguiente ecuación en el espacio 
de estados del modelo: 

 ,
MM

F

MM

ii
v

ii

      = ⋅ + ⋅       
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    

  (6.32) 

Con el propósito de validar tanto el modelo como el procedimiento pro-
puesto para la determinación de sus elementos se han realizado múltiples si-
mulaciones en el entorno Matlab-Simulink. 

Estos ensayos experimentales, de los que se alimenta el modelo, se han 
realizado inicialmente aplicando una tensión sinusoidal a través de un tiristor 
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y, posteriormente, una continua mediante una rama de un puente asimétrico, 
obteniéndose en ese caso un pulso de tensión de fase con forma rectangular 
bipolar (típico en este tipo de motor). 

El modelo se ha validado con ambos tipos de excitación aplicando a su 
entrada las muestras de tensión de fase capturadas experimentalmente. El re-
sultado obtenido con excitación sinusoidal en las posiciones de desalineamiento 
(caso A) y alineamiento (caso B) se muestra en la figura 6.17.   

Figura 6.17. Corriente de fase, tensión de magnetización y relación λT vs. iF obtenidas 
de la simulación del modelo y experimentalmente con excitación sinusoidal en la 
posición de desalineamiento (izqda.) y alineamiento (dcha.). 

(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Caso A Caso B
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Con el fin de verificar su capacidad ante diferentes tipos de excitación, este 
se ha simulado en la posición de alineamiento aplicando una tensión rectangu-
lar bipolar. Asimismo, para comprobar cómo afecta el tipo de señal con el que 
se identifican sus elementos, estas simulaciones se han realizado en un caso 
con los determinados experimentalmente mediante excitación sinusoidal (caso 
C) y en el otro con los obtenidos al aplicar excitación rectangular (caso D). 
Los resultados de estas simulaciones se muestran en la figura 6.18, donde se 
puede observar como en ambos casos tan apenas difieren de los experimentales, 

Figura 6.18. Corriente de fase, tensión de magnetización y relación λT vs. iF obtenidas 
de la simulación del modelo y experimentalmente con excitación rectangular en la 
posición de alineamiento, habiendo estimado los parámetros del modelo con excita-
ción sinusoidal (izqda.) y con excitación rectangular (dcha.). 

(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Caso C Caso D
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siendo, como cabía esperar, ligeramente mejores cuando los elementos se de-
terminan con la misma forma de onda que la de la excitación. 

Las únicas variables eléctricas que se pueden medir en los ensayos experi-
mentales son la tensión de fase, la corriente de fase y la tensión en el devanado 
auxiliar, donde la primera de ellas actúa como entrada al sistema y las otras 
dos como respuesta.  

Habitualmente el devanado auxiliar no forma parte de una fase y, por ende, 
no se incluye en el circuito equivalente. Así, para determinar la bondad del 
ajuste entre los valores medidos y los obtenidos en las simulaciones se ha ele-
gido la tensión de magnetización y la corriente de fase. Esta se ha cuantificado 
mediante el valor medio del error absoluto (MAE), el valor relativo de la raíz 
del error cuadrático medio (rRMSE) y el coeficiente de Nash-Sutcliffe (NSE) 
empleando respectivamente (2.25), (2.26) y (2.27). 

Adicionalmente, para determinar cómo afecta a la bondad del ajuste la 
degradación del modelo, se han realizado dos simulaciones con excitación si-
nusoidal en las posiciones de alineamiento y desalineamiento considerando que: 
a) las pérdidas en el material son nulas (FE=∞, casos E y F correspondientes 
a la posición de alineamiento y desalineamiento, respectivamente); b) la resis-
tencia de pérdidas en el material, de acuerdo con (6.27), es constante 
(FE=RFE=cte., casos G y H relativos a la posición de alineamiento y desali-
neamiento, respectivamente). En todos los casos la resistencia incremental del 
devanado W se ha considerado constante e igual a RW(iv) (calculada mediante 
(5.70)) y las inductancias incrementales de dispersión D y de magnetización 
M se han obtenido considerando únicamente las curvas ascendentes de las 
respectivas relaciones λD(iF,θ) y λM(iM,θ) [Perez-Cebolla, 2009c]. 

Del estudio de los resultados mostrados en la tabla 6.2 se concluye que el 
NSE es muy alto en todos los casos, incluso cuando el modelo se excita con 
una señal muy diferente a la empleada para la determinación de sus elementos 
(casos C y D). Estos buenos resultados se ponen igualmente de manifiesto en 
el cálculo del rRMSE y del MAE, especialmente cuando se simula el circuito 
equivalente completo y sus elementos se determinan mediante los algoritmos 
propuestos en el apartado anterior. Además, se observa que el modelo ajusta 
mejor: 
¬ En la posición de desalineamiento que en la de alineamiento. Así, cuando 
se emplea el modelo y los algoritmos de cálculo propuestos para estimar la 
corriente de fase, el MAE y el RRMSE son, respectivamente 3,5 y 4,5 veces 
más bajos en la posición de desalineamiento que en la de alineamiento (casos 
A y B). 
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¬ Cuando la complejidad del modelo aumenta. Si por ejemplo en la posición 
de desalineamiento no se considera la resistencia equivalente de pérdidas 
(caso F), el MAE y el rRMSE son, respectivamente, 12,92 y 11,51 veces más 
elevados que en el caso de utilizar el modelo completo y los algoritmos pro-
puestos (caso A). Lo mismo sucede si dicha resistencia se considera constante 
(CASO F), en cuyo caso el MAE y el rRMSE resultan, respectivamente, 3,35 
y 3,57 veces mayores que en el caso A.  

Si se estima la corriente de fase en lugar de la tensión de magnetización. Se 
debe tener en cuenta que la medida de la corriente de fase es directa, sin 
embargo, la tensión de magnetización se calcula mediante (5.71) a partir de la 
relación kT obtenida entre la tensión de fase y en el devanado auxiliar cuando 
se extingue la corriente de fase.  

6.5.1. Estimación de las pérdidas en el material 

En [Krings, 2010] se clasifican los modelos disponibles en la literatura para 
determinar las pérdidas en el material. Entre ellos, dos resultan adecuados 
para operar a frecuencias no muy elevadas y con formas de onda arbitrarias, 
como sucede en este caso. Estos concretamente son la ecuación de Steinmetz 
modificada o MSE [Reinert, 2001] y la ecuación de Steinmetz generalizada 
mejorada (iGSE) [Venkatachalam, 2002].  

Tabla 6.2. Resultado en base a parámetros estadísticos de la bondad del ajuste entre 
los valores medidos y simulados de la corriente de fase y la tensión magnetizante. 

  

 

Posición Tipo Magnitud y Caso MAE rRSME (%) NSE (%) 

Desaline. Sinu. 

iF (E: RFE=∞) 0,1227 A 2,1653 % 99,8846 % 
iF (F: RFE =cst) 0,0318 A 0,6718 % 99,9889 % 

iF (A: Fig. 6.17 (a)) 0,0095 A 0,1881 % 99,9991 % 
vM (E: RFE =∞) 0,3178 V 1,1158 % 99,9875 % 
vM (F: RFE =cst) 0,1636 V 0,8309 % 99,9931 % 

vM (A: Fig. 6.17 (c)) 0,1352 V 0,6181 % 99,9961 % 

Aline. Sinu. 

iF (G: RFE =∞) 0,2277 A 5,0401 % 99,5676 % 
iF (H: RFE =cst) 0,0931 A 2,3950 % 99,9024 % 

iF (B: Fig. 6.17 (b)) 0,0333 A 0,9311 % 99,9852 % 
vM (G: RFE =∞) 0,9598 V 4,2876 % 99,8161 % 
vM (H: RFE =cst) 0,8328 V 3,5170 % 99,8763 % 

vM (B: Fig. 6.17 (d)) 0,8173 V 2,7679 % 99,9233 % 

Aline. Rect. 

iF (C: Fig. 6.18 (a)) 0,1159 A 3,7402 % 99,8116 % 
iF (D: Fig. 6.18 (b)) 0,0678 A 2,9952 % 99,8792 % 
vM (C: Fig. 6.18 (c)) 3,0105 V 6,0227 % 99,6373 % 
vM (D: Fig. 6.18 (d)) 1,9287 V 4,6748 % 99,7815 % 
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Ambos modelos predictivos y el procedimiento para determinar las pérdidas 
en el material en base al modelo equivalente propuesto de una fase se describen 
a continuación. 

En la ecuación de Steinmetz modificada las perdidas por unidad de volumen 
se calculan como sigue: 

 
( )

1
2

2 02

1 2
2

MAGT
MSE m

dB BP C dt
T dtB

α
β

π

−
    Δ =         Δ 

   (6.33) 

y en la de Steinmetz generalizada mejorada se corresponden con: 
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πα α β απ ϕ ϕ

−

− −
= Δ


  (6.34) 

donde B y ΔB son, respectivamente, la densidad del campo magnético y su 
valor de pico a pico, Cm, α y β los coeficientes de Steinmetz, T el periodo de 
repetición, TMAG el periodo de magnetización y ϕ una variable angular. 

Los parámetros de Steinmetz son dependientes del material y se pueden 
obtener de su ecuación: 

 ,V m MAXP C f Bα β=   (6.35) 
donde PV son las pérdidas en el material por unidad de volumen y f la frecuen-
cia eléctrica. 

La determinación experimental de estos parámetros se ha realizado ha-
ciendo uso de la probeta AP-02 (véase apartado 2.2) y el procedimiento clásico 
de caracterización del material descrito en el apartado 2.4, cuyo resultado se 
muestra en la Figura 2.5. En dichos ensayos se llegó a alcanzar una densidad 
del campo magnético aproximadamente igual a 2 T, asegurando la profunda 
saturación del material. Los valores obtenidos de estos parámetros en el rango 
frecuencial explorado entre 50 y 200 Hz son Cm=1,42, α=2,651 y  β=1,699. 

Una vez conocido el valor de los parámetros de Steinmetz, se ha simulado 
por el FEM en 3D el prototipo del motor en la posición de alineamiento para 
una corriente de fase de 10 A (Figura 6.9 (b) y (f)) y se ha calculado el valor 
del campo Bi en cada uno de los N elementos tetraédricos de volumen Vi en 
que el programa divide el material. Seguidamente haciendo uso de Bi y las 
expresiones del MSE y el iGSE se han calculado las respectivas pérdidas por 
volumen en cada tetraedro PMSE_Vi y PiGSE_Vi, siendo las pérdidas totales en el 
material para el MSE: 
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MSE MSE Vi i
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P P V
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= ×   (6.36) 

y para el iGSE: 

 iGSE_
1

.
N

iGSE Vi i
i

P P V
=

= ×   (6.37) 

Por otro lado, las pérdidas en el material correspondientes al modelo pro-
puesto PPM se calculan como sigue: 

 ( ) ( )( )2 2

0

1 , , ,
ZVt

PM FE M FE W F W FP i i i R i dt
T

θ θ = + − ⋅      (6.38) 

donde el límite superior de la integral es igual al instante en el que se extingue 
la tensión magnetizante (Figura 5.15 (b)). 

El resultado de evaluar los tres métodos, asumiendo el mismo periodo de 
repetición T, se muestra en la tabla 6.3, donde se han incluido, además, la 
potencia de entrada a una fase PIN y la disipada en devanado PW. 

En la posición de alineamiento las pérdidas predichas por el MSE y el iGSE 
son aproximadamente el 94% de las calculadas por el procedimiento propuesto, 
siendo muy similar la desviación entre el MSE y otros métodos  en [Cale, 2008]. 
En la posición de desalineamiento las diferencias llegan hasta el 20%, resultado 
del todo coherente con la desviación observada entre la característica λ(iF) 
obtenida por el FEM en 3D y experimentalmente para este prototipo en dicha 
posición (figura 5.16 (a)). Posición en la cual el flujo disperso y el flujo margi-
nal adquieren mayor relevancia y los resultados obtenidos por el FEM en 3D 
pueden llegar a desviarse respecto a los experimentales como también sucede 
en [Kiyota, 2013b], siendo en este caso la desviación entorno al 15%. Donde 
además habría que considerar los posibles desajustes asociados a la construc-
ción del motor no contemplados en las simulaciones. 

Así, el circuito equivalente de parámetros concentrados propuesto y el pro-
cedimiento descrito para la determinación experimental de sus elementos dan 
lugar a un modelo de conocimiento semi físico capaz de reproducir con gran 

Tabla 6.3. Potencia de entrada PIN, en el devanado PW y en el material por el MSE 
PMSE, el iGSE PiGSE y el método propuesto PPM, en las posiciones de desalineamiento 
(caso A) y alineamiento (caso B), para un valor máximo de corriente de 10 A con 
excitación sinusoidal aplicada a través de un tiristor con el rotor bloqueado. 

  
 

Caso y posición 
(Rotor bloqueado) 

PIN  

(W) 
PW  

(W) 

PMSE  

(W)  
PiGSE  

(W) 
PPM 
 (W) 

T 
 (ms) 

 Caso A (Fig. 6.17 (a)) 107,14 102,21 4,10 4,00 4,93 14,1 
Caso B (Fig. 6.17 (b)) 73,06 63,04 9,43 9,01 10,02 15,7 
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precisión la relación entre el flujo concatenado y la corriente de fase en un 
SRM con el rotor bloqueado, además de una aceptable estimación de las pér-
didas en el material. 

6.6. Modelo dinámico del motor 

Con el motor en movimiento, el modelo mostrado en figura 6.16 debe incluir 
el efecto de la fuerza electromotriz rotacional eM, la cual se describe como: 

 ( ), ,M M Me i θ θ= 


  (6.39) 

siendo la función electromotriz rotacional M(iM,θ): 

 ( ) ( ),
, .
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M M
M M

i

i
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λ θ
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θ
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∂
=

∂
   (6.40) 

En consecuencia (6.28) se transforma en: 

 ( )( , ) ( , ) , ,F F W D F F M F M M Mv i i i i i iθ θ θ θ= + + + 
  

    (6.41) 

y (6.29) en: 

 ( ), .M M M M M FE Mv i i iθ θ= + = 


   (6.42) 

A partir de (6.30), (6.41) y (6.42) se deduce una nueva ecuación en el es-
pacio de estados que describe el modelo dinámico de una fase (figura 6.19), 
siendo la velocidad angularθuna entrada al sistema: 
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donde: 
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  (6.44) 

y 

 ( )
0 0

.M W FE FE

D M D M

 
 = + 

− 
 

B    
   

  (6.45) 

La principal ventaja de este análisis reside en desacoplar las variables eléc-
tricas de las mecánicas. Con ello se evitan posibles fuentes de error derivadas 
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de la incorrecta estimación de los parámetros mecánicos en la verificación del 
modelo y en el análisis de la influencia de sus elementos (D, M, FE, W y M). 

Si la velocidad no se mantiene constante, resulta necesario incorporar la 
aceleración θ en la ecuación de estado y en consecuencia acoplar ambos mo-
delos eléctrico y mecánico a través del par electromagnético: 

 
( )

,
M LT TD

J J
θ θ

−
= − +

 

  (6.46) 

donde TM, TL, J y D son el par electromagnético en el motor, el par en la 
carga, el momento de inercia y el coeficiente de rozamiento viscoso, respecti-
vamente. 

Combinando (6.30), (6.41), (6.42) y (6.46) la segunda derivada de la co-
rriente magnetizante resulta: 
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  (6.47) 

Además, dado que el par electromagnético se obtiene como suma del apor-
tado por cada fase TF, se deberán de considerar todas ellas y no solo una.  

Así, (6.43) se ha de reemplazar por una nueva ecuación de estado que aúne 
(6.46) y (6.47), donde las variables de estado sean iMP (p=1, 2, ..., número de 
fases), diMp/dt, θ y dθ/dt y sus entradas vFp y TM - TL.  

Particularizando el análisis anterior para un motor de 4 fases como el SRM 
24/18, la ecuación de estado que lo describe es: 

 ,= ⋅ + ⋅X A X B U


  (6.48) 

 

Figura 6.19. Circuito eléctrico equivalente dinámico no lineal de una fase del motor 
considerando las pérdidas en el material y el flujo de dispersión. 
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donde: 

 1 2 3 4 1 2 3 4 ;
T
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  (6.49) 
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 ( )1 1 1 1 ;
T

F F F F M Lv v v v T T= −U   (6.51) 
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p
T T

=

=    (6.52) 

A es una matriz de orden 10×10 en la cual todos sus elementos son nulos 
excepto los 18 siguientes: 
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  (6.53) 

B es una matriz de orden 10×5 en la cual todos sus elementos son nulos 
excepto los 9 siguientes: 

 1(p+4, p) ;  (p+4, 5) ;  (10, 5) .P

P P

FE M

D M MJ J
= = − =B B B 
  

  (6.54) 

El modelo dinámico multifase no lineal propuesto finalmente se ha imple-
mentado en Matlab-Simulink, habiendo sido necesario identificar previamente 
el valor de sus parámetos en todas las posiciones del rotor y en el rango de 
valores de corriente de operación del motor.  

Esta labor se ha realizado siguiendo el procedimiento descrito en los apar-
tados 6.4.2 y 6.4.3 para 21 posiciones del rotor entre la posición de alinea-
miento y desalineamiento uniformemente espaciadas y para una corriente de 
fase máxima igual 10 A. El resultado se muestra en la figura 6.20, donde los 
valores de los elementos no determinados experimentalmente se han obtenido 
por interpolación. Se ha incluido también la característica del par electromag-
nético de una fase por ser necesaria en la simulación. 



6.7. Simulación y verificación experimental del modelo dinámico del motor 287
 

  

6.7. Simulación y verificación experimental del 
modelo dinámico del motor 

La simulación del comportamiento dinámico del motor se ha realizado en 
el entorno Matlab-Simulink. Para ello la ecuación de estado del modelo se ha 
implementado de forma discreta.  

Figura 6.20. Representación en 3D en función de la corriente y la posición del rotor 
de la resistencia incremental equivalente del devanado W, la inductancia incremen-
tal de dispersión D, la inductancia incremental magnetizante M, la resistencia in-
cremental de pérdidas en el material FE, la función electromotriz rotacional M y el 
par electromagnético de una fase TF. 
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Los valores de los parámetros se obtienen en cada paso de simulación in-
terpolando sobre tablas que contienen los datos representados en la Figura 
6.20. Las entradas a las tablas son, según corresponda, la corriente de fase, la 
corriente magnetizante y la posición del rotor. 

En los ensayos experimentales cada una de las cuatro fases del motor se 
conectan a una rama de un puente asimético. El puente a su vez se alimenta 
desde un bus de tensión continua procedente de la rectificación y el filtrado de 
la tensión de salida de un autotransformador conectado a la red de distribución 
monofásica. El control de los transistores del puente se realiza en tiempo real 
mediante una tarjeta dSPACE DS 1103 y una interface gráfica diseñada ad 
hoc con la herramienta ControlDesk de apariencia similar a la mostrada en la 
figura 5.13 inferior.  

La regulación de la velocidad del motor se controla en bucle cerrado me-
diante un actuador proporcional integral como se muestra en la parte superior 
de la figura 6.4, donde, en este caso, la posición proviene de un encoder incre-
mental como el descrito en el apartado 5.3.1. 

Únicamente a baja velocidad, la corriente de fase es capaz de recorrer sus 
tres posibles estados: subida, rizado y bajada, siendo por ello este caso el ele-
gido para evaluar la bondad del modelo. En esas condiciones la corriente de 
fase se controla por banda de histéresis mediante el transistor inferior del 
puente, lo que hace que la tensión de fase se encuentre troceada con valores 
entre aproximadamente la tensión del bus de continua y cero voltios.  

En la figura 6.21 se muestra el perfil medido (gráfica (c)) y simulado de la 
corriente de fase (gráfica (e)) con el motor girando a 173 rpm. La simulación 
se ha realizado aplicando la ecuación de estado del modelo desacoplado de una 
fase (6.43) con el fin de insensibilizarlo de posibles errores en la estimación del 
coeficiente de rozamiento viscoso y el momento de inercia. La tensión de fase 
(figura 6.21 (a)) y la velocidad ((figura 6.21 (d)), variables de entrada en la 
ecuación de estado, son las medidas en régimen permanente en el ensayo ex-
perimental. Asimismo, en la figura 6.21 (e) se representan la corriente magne-
tizante y la de fase con el fin de poder comparalas cuando el motor opera a 
baja velocidad. 

De la mera observación de la figura 6.21 (c) se puede concluir que la co-
rriente de fase real y simulada presentan un buen ajuste, lo cual confirma la 
validez del modelo y del proceso de estimación de sus parámetros (todos ellos 
no lineales y dependientes de varias variables). 

También se puede apreciar como a baja velocidad la corriente de fase y la 
corriente magnetizante resultan próximas. Esto se debe a que la tensión 
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asociada a la fuerza electromotriz rotacional eM es baja y, por consiguiente, las 
tensiones en M y FE son similares. 

Validado el modelo eléctrico, en las gráficas (b), (d) y (f) de la figura 6.21 
se muestra el transitorio hasta alcanzar 173 rpm. En este caso la simulación 
se ha realizado mediante la ecuación de estado (6.48), la cual contempla las 
cuatro fases del motor y los parámetros mecánicos.  

Asimismo, tratando de emular el ensayo experimental, la tensión aplicada 
a cada fase proviene de la salida de un puente implementado en el simulador, 
el cual se alimenta con una tensión continua de 100 V similar a la experimen-
tal. El control se ha realizado en modo corriente mediante banda de histéresis 
y trabajando en lazo abierto. Por último, el par resistente de la carga se ha 
modelado como se indica en (6.3). 

A alta velocidad el motor opera en modo de pulso único y la corriente de 
fase no llega a alcanzar la situación de regulación. Este caso se ilustra en la          
figura 6.21 (g), correspondiente a una simulación con el motor trabajando a 
750 rpm con una tensión en el bus de continua igual a 300 V.  

En esas condiciones, la tensión debida a la fuerza electromotriz rotacional 
eM resulta elevada y, en consecuencia, las tensiones en M y FE muy distintas, 
así como la diferencia entre la corriente magnetizante y la de fase. 

En los ensayos experimentales la característica par vs. corriente vs. posición 
se obtiene con corriente de fase constante, pero el par realmente se genera 
como consecuencia de la corriente magnetizante.  

Así, cuando la diferencia entre ambas corrientes resulta importante, como 
en el caso simulado, la característica de par obenida en los ensayos experimen-
tales estáticos TF (iF, θ) no sirve para determinar de forma directa el par que 
realmente proporciona una máquina con pérdidas en el material. Para ello 
resulta necesario determinar la relación TM(iM, θ) a partir de la correspondiente 
entre iF  e iM. 

Esto se muestra en la figura 6.21 (h) donde se ha representado el par elec-
tromagnético total TM resultante de la suma del par extraído para cada fase, 
haciendo uso de la relación TF(iF, θ) y TF(iM, θ). La diferencia entre los valores 
instantáneos obtenidos en cada caso y su correspondiente valor medio es no-
table. Concretamente, el resutado de esta simulación indica que el valor medio 
del par que realmente se obtendría es un 14,4 % inferior al supuesto en caso 
de considerar iF en lugar de iM (7,72 Nm con iF y 6,75 Nm con iM). 

Así, el modelo propuesto permite determinar la corriente de magnetización 
en un motor que exhibe pérdidas en el material, proporcionando una estima-
ción adecuada del par a altas velocidades.   
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Figura 6.21. Resultados experimentales: tensión (a) y corriente de fase (c) obtenidas 
en un ensayo experimental con el motor girando a 173 rpm. Resultados de la simu-
lación del modelo dinámico: corriente de fase y de magnetización a 173 (c y e) y 
750 rpm (g); corrientes de fase, velocidad instantánea, par motor y en la carga du-
rante el transitorio hasta alcanzar 173 rpm. Par motor a 750 rpm (h). 
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6.8. Modelo dinámico como generador 

Este modo de funcionamiento se ilustra utilizando la máquina como un 
generador de CA autoexcitado. El modelo es muy similar al mostrado en la 
figura 6.19 salvo por la inclusión del condensador C en paralelo con la resis-
tencia RL que actúa como carga,  como se muestra en la Figura 6.22. 

En la ecuación en el espacio de estados que modela el generador la tensión 
de fase vF se corresponde con la del condensador vC. Esta nueva variable de 
estado, que incrementa el orden del sistema es igual a: 

 1 .C
C F

L

vv i
C R
 

= − + 
 



  (6.55) 

El prototipo de SRM 24/18 no ha sido diseñado para operar como genera-
dor debido a la chapa con la que se ha construido, la cual presenta pérdidas 
significativas (apartado  6.5.1). No obstante, al hacerlo trabajar como tal se 
fuerza al modelo a recorrer el rango completo de valores de corriente y posición.  

Así, puesto que el modelo contempla la saturación del material, la tensión 
de fase y el flujo magnético generados terminan estabilizándose en un ciclo 
límite. La autoexcitación se logra gracias al flujo remanente residual cuando 
la frecuencia de los polos del rotor es aproximadamente el doble de la frecuen-
cia de autooscilación [Martinez, 2008b],[Mendez, 2012]. 

A diferencia de su operación como motor, donde la tensión del bus de con-
tinua establece la velocidad nominal, cuando la máquina opera como generador 
la velocidad nominal esta impuesta por los valores máximos alcanzables del 
flujo concatenado y la tensión en el condensador, siendo vC/ω≈cte. Para poder 

Figura 6.22. Circuito eléctrico equivalente dinámico no lineal de una fase en un 
generador de CA autoexcitado considerando las pérdidas en el material y el flujo de 
dispersión. 

 

Mv

+
+

-

+

+

Fv

Fi

Me

( )D Fi ,θ ( )W Fi ,θ

( )FE FEi ,θ
( )M Mi ,θ

FEi
Mi

Determinadas a la vez

Determinadas a la vez

Ci

Cv

i
LR

LR C



292    Capítulo 6. Modelado de la máquina 
 

 

operar en un amplio rango de velocidades el condensador debe ajustarse según 
la relación ω2/ω1=(C1/C2)2 [Méndez, 2014]. 

Con el propósito de ilustrar lo anterior, se ha simulado el modelo del gene-
rador trabajando en tres situaciones: por debajo de la velocidad base (430 rpm, 
164 μF), a la velocidad base (650 rpm, 72 μF) y por encima de la velocidad 
base (730 rpm, 57 μF), siendo la carga en las tres situaciones 250 �.  

El resultado de las simulaciones se muestra en la Figura 6.23. La tensión 
en el condensador y su envolvente superior se muestran en la gráfica (a), donde 
se puede observar como se alcanza el estado estacionario para cada velocidad. 
La simulación comienza a 430 rpm, esta velocidad se mantiene constante du-
rante los siguientes cuatro segundos, para después seguir aumentando hasta 
650 rpm. Tres segundos después, la velocidad cambia a 730 rpm y permanece 

Figura 6.23. Izqda: Simulación a tres velocidades: por debajo de la velocidad nominal 
(430 rpm, 164 (μF), a la velocidad nominal (650 rpm, 72 (μF) y por encima de la 
velocidad nominal (730 rpm, 57 (μF). a) Tensión en el condensador y su envolvente 
superior (marrón); c) Estado estacionario de la corriente de fase y la tensión en el 
condensador a la velocidad nominal. Dcha.: b) Trayectorias en el sentido de las 
agujas del reloj para las mismas velocidades cuyas áreas escaneadas representan la 
energía transformada por ciclo (hasta la velocidad nominal, la energía por ciclo es 
similar, por encima de ella el área cerrada es más pequeña); d) Ciclo límite corres-
pondiente a tres velocidades (hasta la velocidad nominal (650 rpm), el pico del flujo 
concatenado de magnetización está en un máximo y permanece casi constante). 
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730 rpm

430 rpm
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constante hasta el final de la simulación. En la figura 6.23 (c) se representa el 
estado estacionario de la corriente de fase y el voltaje del condensador a la 
velocidad nominal.  

En la figura 6.23 (b) se muestran las trayectorias en el sentido de las agujas 
del reloj del flujo concatenado magnetizante vs. la corriente de magnetización 
para las mismas velocidades. En la misma figura se ha representado la relación 
entre el flujo concatenado y la corriente de magnetización en las posiciones de 
alineamiento y desalineamiento. Las áreas encerradas representan la energía 
mecánica transformada por ciclo. Hasta la velocidad nominal, la energía por 
ciclo es similar, siendo más pequeña por encima.  

Por último, los ciclos límite correspondientes al flujo concatenado de mag-
netización vs. la tensión en el condensador se pueden observar en la gráfica 
(d). Hasta la velocidad nominal, el pico del flujo concatenado de magnetización 
está en un máximo y permanece casi constante, siendo la tensión en el con-
densador proporcional a la velocidad. Por encima de la velocidad nominal, 
ambas magnitudes se reducen. 

Con estas simulaciones finaliza el último capítulo de carácter técnico de 
esta tesis. Se ha presentado un modelo de una máquina de reluctancia conmu-
tada capaz de operar como motor y como generador considerando las pérdidas 
en el material, siendo todos sus elementos no lineales y fuertemente depen-
dientes de al menos dos variables.  
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Conclusiones 

7.1. Epílogo 

La palabra contribución incluida en el título de esta tesis sin duda expresa 
la motivación que nos ha conducido hasta este último capítulo.  

Junto a mis directores de tesis se partió con gran ilusión de una propuesta 
que incluía el diseño, la construcción, la caracterización, el modelado y la ve-
rificación experimental de un motor de reluctancia conmutada. Estaba prácti-
camente todo por hacer, lo cual, en lugar de un inconveniente ha resultado 
una gran ventaja, dado que nos ha permitido ir descubriendo buena parte de 
la problemática inherente al proceso de caracterización y modelado de una 
máquina de reluctancia conmutada y contribuir a su solución con un conjunto 
de propuestas que se resumen en el siguiente apartado. 

7.2. Contribuciones  

A tenor de lo expuesto en el apéndice A el diseño de un motor de reluctan-
cia conmutada a priori parece una tarea sencilla. Se parte de un conjunto de 
requerimientos y limitaciones eléctricas, magnéticas, mecánicas y térmicas y, 
una vez escogido el material, mediante un conjunto de ecuaciones y reglas 
empíricas se determinan las dimensiones del motor y su devanado. A grandes 
rasgos el procedimiento es similar en cualquier accionamiento eléctrico. 

Así, una vez se dispone de un diseño inicial resulta necesario verificar que 
su comportamiento electromagnético es el esperado. Este proceso puede 
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llevarse a cabo mediante métodos numéricos o analíticos. En cualquier caso, 
resulta necesario disponer de la característica B-H del material.  

El problema que acontece es su alta tolerancia, dependiente de las condi-
ciones del proceso de fabricación e, incluso, la imposibilidad de disponer de 
dicha característica. En consecuencia, una vez escogido el material resulta ne-
cesario, o cuando menos conveniente, su caracterización.  

Si únicamente se requiere disponer de la curva de primera imanación, como 
es el caso, el método clásico adolece de una serie de inconvenientes descritos 
en el apartado 2.5 que imposibilitan la caracterización del material para valo-
res de intensidad del campo magnético en la región de Rayleigh y en la de 
saturación profunda, donde suele operar este tipo de motor para maximizar su 
eficiencia. Esta problemática se puede solventar utilizando un único pulso de 
excitación. 

Aplicar un pulso único de excitación, conlleva otra serie de inconvenientes, 
como es la posible oscilación de la corriente de excitación cuando esta se extrae 
de una fuente de alimentación en lugar de una batería. En ese caso si la resis-
tencia del devanado no es suficientemente baja resulta necesario apilar varias 
baterías en paralelo. 

C.1. Con el fin de obviar todos los inconvenientes expuestos, en el 
capítulo 2 se propone un nuevo procedimiento fácilmente implementa-
ble, mediante el cual se posibilita obtener la curva B-H completa del 
material, desde su origen hasta la región de saturación profunda, en un 
único ensayo de muy corta duración, evitando el calentamiento del ma-
terial y del devanado, con una demanda de corriente del sistema de 
alimentación mucho menor a la inductora, evitando que esta oscile. El 
procedimiento posibilita además la desmagnetización del material con 
niveles de corriente mucho menores que los alcanzados para lograr la 
saturación profunda. 

C.2. Asimismo, a pesar de haberse prestado especial atención al diseño 
de la etapa analógica dedicada a la integración temporal de la tensión 
inducida en la probeta, cuando el material se satura profundamente se 
ha comprobado que se obtienen mejores resultados procesando las seña-
les capturadas de forma digital. 

Una vez se dispone de la característica B-H, el diseñador está en disposición 
de determinar el comportamiento electromagnético del motor. La simulación 
de la máquina por el método de los elementos finitos se ha demostrado cierta-
mente adecuada. El problema de este procedimiento es su elevado coste 
computacional, especialmente cuando las simulaciones se abordan en tres 
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dimensiones, en cuyo caso la caracterización completa del motor, aun en la 
actualidad, puede durar decenas de horas, ralentizando el habitual proceso de 
prueba y error empleado en el diseño inicial del motor. Como alternativa, con 
una carga computacional muy inferior, se encuentran los procedimientos ana-
líticos.  

En la literatura se han propuesto un conjunto de funciones, todas ellas a 
priori capaces de ajustar la curva B-H de un material. Si bien no todas son 
adecuadas para el tipo de material con el que se construyen este tipo de mo-
tores.  

C.3. En el capítulo 2 se han evaluado diez funciones en base a tres 
parámetros estadísticos y se ha propuesto una solución que mejora en 
todos los casos la bondad del ajuste. El estudio se ha realizado con dos 
materiales con curvas de primera imanación típicas en la construcción 
de este tipo de motor. En el apéndice B se incluyen los coeficientes de 
todas ellas, por si fuesen de utilidad para otros investigadores. 

En esta fase inicial interesa conocer especialmente la relación entre el flujo 
concatenado y la corriente de fase en las posiciones extremas de alineamiento 
y desalineamiento.  

En la posición de alineamiento el motor llega a saturarse profundamente, 
en cuyo caso la permeabilidad del material adquiere un orden de magnitud 
similar a la del vacío. En esas condiciones la contribución del flujo de disper-
sión entre los polos y el yugo del estator, así como del flujo marginal en el 
entrehierro, no se pueden considerar irrelevantes.  

C.4.  En el capítulo 3 se evalúan seis procedimientos descritos en la 
literatura para la determinación en la posición de alineamiento de la 
reluctancia del entrehierro en un motor de reluctancia conmutada. Con 
el fin de generalizar los resultados obtenidos el estudio se ha realizado 
con tres motores con dimensiones muy dispares. Finalmente, se propone 
una alternativa que mejora los resultados obtenidos con los otros seis 
procedimientos evaluados en los tres motores. 

C.5. De igual modo, para los mismos tres motores se determina el flujo 
de dispersión mediante dos métodos propuestos por varios investigado-
res para este tipo de motor y se proponen otros tres algebraicos, así 
como uno adicional basado en un algoritmo de cálculo que mejora sig-
nificativamente el resultado en todos los casos.   

En la posición de desalineamiento el material exhibe un comportamiento 
lineal, sin embargo, la dispersión de las líneas equipotenciales del campo 
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magnético es mucho mayor que en la de alineamiento, siendo necesaria la des-
composición del problema en múltiples circuitos equivalentes en caso de con-
siderar la contribución del material. La solución al problema de forma analítica 
se aborda mediante el método de los tubos de flujo para una tipología de motor 
8/6 en [Krishnan, 2001] y [Vijayraghavan, 2001], siendo el procedimiento ex-
puesto en ambos casos semejante.  

C.6. En el capítulo 4, con el objeto de determinar el nivel de generali-
zación del procedimiento propuesto por ambos investigadores, este se 
evalúa para los tres motores anteriores y se propone una solución de 
mejora para cada uno de los siete circuitos equivalentes en que se des-
compone el problema, que contribuye a generalizar el procedimiento 
ofreciendo mejores resultados.  

En caso de despreciar la contribución del material, la solución es menos 
exacta pero más directa, aunque no por ello menos compleja. En la literatura 
el problema se aborda de nuevo mediante el método de los tubos de flujo 
(FTM), de forma algebraica resolviendo la ecuación de Poisson o mediante la 
formulación algebraica del dual energy method (ADEM).  

C.7. Las tres metodologías se han evaluado para los tres motores y 
tanto para el FTM como para ADEM, se han propuesto soluciones de 
mejora. No obstante, los mejores resultados se han logrado con los pro-
cedimientos considerando el material, pero en este caso teniendo en 
cuenta en el cálculo de los circuitos equivalentes únicamente la contri-
bución de las regiones de aire. 

En los estudios realizados en la posición de alineamiento y desalineamiento 
el motor se ha simulado por el FEM en 2D y su resultado se ha tomado como 
referencia. No obstante, en una simulación en 2D no se tiene en cuenta el flujo 
de dispersión en la cabeza de las bobinas, siendo necesario abordar la caracte-
rización en 3D.  

C.8. En el capítulo 5 se evalúa el error que se comete en la determina-
ción de la característica completa del flujo concatenado y el par frente 
a la corriente de fase y la posición del rotor por el FEM en 2D y 3D. 

C.9. De igual modo, se determina el error que se alcanza al obtener el 
par a partir del flujo concatenado y viceversa mediante la coenergía. 

C.10. En el apéndice C se incluye el código completo en forma paramé-
trica para la simulación en 3D de cualquier tipología de SRM con corte 
clásico. 
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Finalizado el proceso de caracterización completa de la maquina mediante 
cálculos analíticos y simulaciones por el FEM, el siguiente paso es su verifica-
ción experimental. La determinación experimental de la característica de par 
requiere realizar un ensayo para cada valor de corriente y posición. Así para 
11 posiciones equidistantes entre las de alineamiento y desalineamiento y 10 
valores de corriente entre 1 y 10 A, resulta necesario realizar 110 ensayos.  

C.11. En el capítulo 5 se propone un nuevo procedimiento para la de-
terminación experimental de la característica de par mediante el cual, 
el número de ensayos a realizar para un número finito de valores de 
corriente se reduce al número de posiciones. Así por ejemplo para 1000 
valores de corriente y 11 posiciones únicamente son necesarios 11 ensa-
yos.  

C.12. Al igual que se hizo en el capítulo 2, en el capítulo 5 se propone 
una metodología completa para la determinación experimental de la ca-
racterística de flujo concatenado en motores donde el material exhibe 
pérdidas. 

Finalizada la fase de caracterización se dispone de la información necesaria 
para proponer un modelo capaz de reproducir el comportamiento del motor. 
En caso de que la relación flujo concatenado vs. corriente de fase sea biunívoca 
en cada posición del rotor, su identificación, como se ha propuesto para la 
curva B-H en el capítulo 2, debe de ser abordable mediante una red neuronal.  

C.13. En el capítulo 6 se propone un modelo basado en una red neuronal 
tipo perceptrón multicapa para la determinación del flujo concatenado, 
siendo las entradas a la red la posición y la corriente de fase. Se estudia 
la bondad del ajuste y se aporta el código necesario para la simulación 
del motor (apéndice D) en el entorno PSpice. 

C.14. De igual modo, se propone el uso de una red neuronal como sensor 
de posición, siendo en este caso las entradas el flujo concatenado y la 
corriente de fase.  

C.15. En la misma línea se demuestra la posibilidad de reducir el rizado 
del par con el motor operando a velocidad constante, incluyendo un 
perceptrón en el lazo de control de la velocidad. 

Si por el contrario el material exhibe pérdidas el problema se debe abordar 
de otro modo, si bien en la literatura y en relación al SRM la información es 
escasa.  
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C.16. En la segunda parte del capítulo 6 se propone un modelo equiva-
lente de parámetros concentrados de una fase del motor con el rotor 
bloqueado, en el cual se consideran las pérdidas en el material y el flujo 
de dispersión. Asimismo, se formula el procedimiento para la determi-
nación experimental de sus parámetros. El modelo se ha verificado ex-
perimentalmente con diferentes formas de tensión de entrada, resul-
tando muy elevada la bondad del ajuste. 

C.17. Se ha aportado el código necesario para la simulación del motor 
mediante una S-function y un conjunto de ficheros adicionales en el 
entorno Matlab-Simulink (Apéndice D) 

C.18. De igual modo, se ha presentado y verificado un procedimiento 
de cálculo para estudiar las pérdidas en el material en base al modelo 
propuesto de parámetros concentrados de una fase con el rotor blo-
queado. 

C.19. Aunque no se haya especificado de forma directa, los modelos de 
una fase del motor con el rotor bloqueado son igualmente válidos para 
un dispositivo magnético. 

C.20. Asimismo, se propone un modelo dinámico de la máquina como 
generador y como motor, considerando todas sus fases y su comporta-
miento mecánico. Este se ha descrito en el espacio de estados e incorpora 
los elementos necesarios para considerar el efecto de las pérdidas en el 
material y el flujo de dispersión. Análogamente, se ha validado experi-
mentalmente ofreciendo unos resultados excelentes, lo que ha posibili-
tado su uso para la determinación de la corriente de magnetización y 
del error en la estimación del par electromagnético cuando este se ob-
tiene en base a la corriente de fase.  

7.3. Líneas futuras 

El motor de reluctancia conmutada es una máquina estructuralmente sen-
cilla, pero a la vez compleja como consecuencia de ser una estructura con polos 
salientes en el rotor y el estator que trabaja en condiciones magnéticas no 
lineales.  

En este sentido, son muchas las posibles líneas de investigación a abordar, 
desde la modificación del diseño de su estructura hasta el desarrollo de nuevos 
algoritmos de control. No obstante, en relación con esta tesis se considera 
relevante: 
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P.1. Profundizar en el modelado del motor cuando el material presenta 
pérdidas considerando la conducción simultánea de varias fases, 
así como su determinación con el motor en rotación. 

P.2. La identificación del material usando como probeta el propio mo-
tor en la posición de alineamiento. 

P.3. Explorar la posibilidad de identificar la posición del motor me-
diante estructuras neuronales que sean capaces de trabajar con 
sistemas no biunívocos dependientes de su historia previa, como 
por ejemplo los modelos de aprendizaje profundo LSTM 
[Goodfellow, 2016]. 

P.4. Profundizar en la caracterización analítica del motor en el resto 
de posiciones. 
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Diseño de un SRM 

A.1. Relación entre la característica electromag-
nética, la potencia, el par y las dimensiones 
del motor. 

En la fase inicial de diseño de un motor de reluctancia conmutada se suele 
partir de unos requerimientos de potencia, par motor y velocidad. En este 
apéndice se justifica la relación entre sendas magnitudes y la característica 
flujo concatenado vs. corriente de fase vs. posición del rotor, siendo dicha ca-
racterística dependiente del material y las dimensiones del motor.  

La relación entre la variación temporal del flujo concatenado λ y la tensión 
de fase vF en un movimiento de rotación de un SRM entre la posición de 
desalineamiento y alineamiento se puede aproximar, al ser excitado con una 
corriente de fase iF pulsante con forma rectangular, por: 

 
( )

.
O
A U F S

F
P P

L L idv
dt t t
λ λ−

≅ = ≅   (A.1) 

En la expresión anterior se ha despreciado el efecto del flujo de dispersión 
y la tensión en la componente resistiva del devanado. Siendo LU y O

AL , respec-
tivamente, la inductancia al origen en la posición de desalineamiento (θU) y en 
la de alineamiento (θA) y λS la variación del flujo concatenado. 
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Esto se ilustra en la figura A.1, en la que las áreas WC y WF representan, 
respectivamente, la energía convertida en trabajo mecánico y la devuelta a la 
fuente de alimentación, siendo el cociente entre WC y la suma de WC y WF el 
factor de conversión de energía [Miller, 1993], cuyo valor se incrementa cuando 
el motor opera en la región de saturación.  

Asumiendo ideales los perfiles de la inductancia del estator y la corriente 
de fase tal como se muestra en la figura A.2 (donde NPR es el número de polos 
del rotor), el tiempo tP que el motor tarda en recorrer la longitud angular del 
arco polar del estator βE (en radianes) se determina como sigue:     

Figura A.1. Relación idealizada entre el flujo concatenado λ y la corriente de fase iF 
en una máquina de reluctancia conmutada en las posiciones de desalineamiento θU 
y alineamiento θA. Representación de un SRM 6/4 y sus dimensiones (en la vista 
frontal se omite el dibujo del devanado). 
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 ,E
P

m
t β

ω
=   (A.2) 

siendo ωm la velocidad angular del motor (en rad/s)  
Sustituyendo (A.2) en (A.1) la tensión de fase se puede aproximar por: 

 11m O
F A F

E
v L iω

β κυ
 

≅ − 
 

,   (A.3) 

Figura A.2. Formas idealizadas de la inductancia del estator y el par vs. la posición 
del rotor operando a corriente constante.  
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donde los coeficientes κ y υ relacionan las inductancias al origen en la posición 
de alineamiento no saturada L

AL y saturada O
AL  y la inductancia al origen en la 

posición de desalineamiento LU como sigue: 

  y .
O L
A A
L

UA

L L
LL

κ ν= =   (A.4) 

Asimismo, es posible expresar el flujo concatenado en la posición de alinea-
miento λA en función de las dimensiones del estator y el número de vueltas por 
fase. Esto es: 

 ,
2

PEA IE PCH E EFO
A A F PE EF PE PE EF

B D l NL i N B S N βλ φ= = = =   (A.5) 

donde SPE y lPCH son, respectivamente, la sección y la longitud axial de un polo 
del estator (o del paquete de chapas), ΦPEA y BPE el flujo y la densidad del 
campo magnético en la posición de alineamiento en dicho polo, NEF el número 
de espiras de una fase y DIE el diámetro interior del estator (figura A.1). 

Combinando (A.3) y (A.5), la tensión de fase del motor finalmente resulta: 

 11 .
2

m PE IE PCH EF
F

B D l Nv ω
κυ

 
≅ − 

 
  (A.6) 

Nótese, como si durante el intervalo temporal en el que la corriente de fase 
permanece constante la variación de flujo resulta inferior a λS, siendo a su vez 
el recorrido angular del rotor en ese intervalo θC inferior a βE, (A.1) se gene-
raliza como sigue: 

 

( )

( ) ( ) 11 ,

O
F A U FC F S

F
C T P T P

O O
LA A U F Z U F m O

Z F
T P C C

k L L ikv
t k t k t

k L L i L L i
L i

k t t

λ λ

ω
θ κυ

−
≅ = = =

− −  
= = − 

 

 (A.7) 

donde O
ZL es el valor de la inductancia al origen alcanzado al final del intervalo 

de conducción en la posición θZ (figura A.1) y kF, kT y kLA los coeficientes que 
dan cuenta de la respectiva reducción de λS, tP y O

AL  respecto de su valor en 
la posición de alineamiento en la que resultan igual a la unidad. Siendo κ: 

 .
O O
Z I A
L L
A A

L k L
L L

κ = =   (A.8) 

En esas condiciones la expresión (A.6) resulta igual de válida sin más que 
considerar que el valor de la densidad del campo magnético en el polo del 
estator es el correspondiente a la posición θZ. 
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Análogamente a otros tipos de motor, el valor de la corriente de fase se 
deduce del requerimiento de carga eléctrica específica (o carga lineal especifica) 
AS que por diseño se establezca y cuyo valor habitualmente se encuentra en el 
rango 25000-90000 Ac/m para un SRM. Tal que: 

 ,
2

IE S
F

EF

D Ai
mN

π=   (A.9) 

donde m es el número de fases activas simultáneamente. 
La potencia eléctrica absorbida por una fase PF es función de la corriente 

y la tensión de fase, siendo esta: 

 
0

,
2

CPR
F F F

NP v i d
θ

θ
π

=    (A.10) 

donde NPR es el número de polos del rotor. 
Sustituyendo (A.6) y (A.9) en (A.10) resulta: 

 
2

0

11 - ,
2 4

CPR D m PE IE PCH S
F F F

N k B D l AP v i d
m

θ πωθ
π κυ

 
= =  

 
   (A.11) 

donde kD es el ciclo de servicio: 

 
2
PR C

D
Nk θ

π
=   (A.12) 

y cuyo valor en caso de que θC sea igual al ángulo de paso θS (stroke angle) 
resulta igual a: 

 2 1 ,
2 2
PR S PR

D
F PR F

N Nk
N N N

θ π
π π

= = =   (A.13) 

siendo NF es el número de fases del estator. 
La potencia mecánica de salida en el entrehierro PM se calcula en base a PF 

como sigue: 
 2 ,M E F E D L N r PE IE PCH SP mk P k k k k N B D l A= =   (A.14) 

donde el coeficiente kE es la eficiencia, Nr la velocidad del rotor en revoluciones 
por minuto (rpm) y kN y kL: 

 
2 1 y 1 ,

120
N Lk kπ

κυ
= = −   (A.15) 

estando el valor recomendable de kL en el intervalo [0,65, 0,75]. 
Asimismo, la relación entre lPCH y DIE suele ser proporcional. Tal que  
 ,PCH V IEl k D=   (A.16) 

donde valor del coeficiente kV habitualmente se halla entre 0,25 y 0,7 en apli-
caciones donde el SRM actúa como un nano servo y entre 1 y 3 cuando lo hace 
como servo. 
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A tenor de lo anterior la potencia mecánica se puede expresar como: 
 3 .M L IEP µ k D   (A.17) 
Así, partiendo de un valor específico para la velocidad base, la carga mag-

nética y la carga eléctrica específica y considerando un valor inicial para: 
¬ SPE coherente con las restricciones de espacio y los valores máximos 

y mínimos de βE y βR permisibles. 
¬  kD, normalmente la unidad. 
¬  kL y kV en los rangos, respectivamente, indicados. 

 es posible determinar mediante un proceso iterativo el valor de DIE y por ende 
de lPCH. 

Conocida PM y sabida su relación con ωM y el par TM, este se puede calcular 
del siguiente modo: 

 2 ,M
M E D L PE IE PCH S

m

PT k k k k B D l A
w

Ω= =   (A.18) 

donde  

 .
4

kΩ
π=   (A.19) 

Denominando kT al producto de kE, kD, kL k�, BPE yAS, la ecuación de salida 
del motor expresada en términos de par resulta igual a: 
 2 ,M T IE PCHT k D l=   (A.20) 

El valor de kT se suele fijar en la fase de diseño inicial, estando como se 
sugiere en [Miller, 1993] en los intervalos mostrados en la tabla A.1 en función 
de la aplicación. 

Otra forma de relacionar las cargas magnética y eléctrica específica, las 
dimensiones del motor y demás coeficientes con el par es a partir de su densi-
dad volumétrica TRV. Tal que: 

 
2

Par 4 ,
Volumen del hueco  

M T
E D L PE

IE PCH

T kTRV k k k B A
kD l Ωπ

= = = =   (A.21) 

donde dependiendo del autor, en el cálculo el volumen del hueco se emplea o 
bien DIE [Krishnan, 2001] o bien el diámetro externo del rotor DER [Miller, 

 Tabla A.1. Valores sugeridos de kT y TRV en función del tipo de aplicación. 
 

Tipo de aplicación kT (kNm/m3) TRV (kNm/m3) 
Pequeños motores totalmente encapsulados 2 - 5,5 2,5 - 7 

Motor con potencia superior a 746 W (1 HP) 5,5 - 23,6 7 - 30 
Servo motor de alto rendimiento 11,8 - 39,3 15 - 50 

Máquinas aeroespaciales 23,6 - 58,9 30 - 75 
Grandes máquinas con refrigeración líquida 78,5 - 196,3 100 - 250 
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1993]. No obstante, si como es habitual la longitud del entrehierro LEH es mu-
cho menor que DER (DIE = 2LEH + DER), el resultado es similar.  

De hecho en [Miller, 1993] se propone considerar LEH igual al 0,5% de DER 
si el cociente LPCH/DER es la unidad o en caso contrario escalarlo del siguiente 
modo: 

 5
1000

PCH
EH ER

ER

ll D
D

=   (A.22) 

si las limitaciones de manufacturado lo permiten.  
Vista la dependencia del par y la potencia con las cargas magnética (BPE) 

y eléctrica específica (AS), su valor se suele fijar al comienzo de la fase de 
diseño del SRM.  

Respecto a la carga magnética, se define un máximo de BPE en la posición 
de alineamiento, resultando para ello necesario el conocimiento de la curva    
B-H del material. 

La carga eléctrica específica, permite fijar un valor máximo de corriente de 
fase en función del número de vueltas del devanado y las dimensiones del 
motor, estando en consecuencia relacionada con un valor máximo de H. 

Asimismo, con el fin de poder extraer la máxima potencia del motor, el 
valor de kL ha de calcularse para el máximo valor de corriente de fase. Para 
ello se requiere disponer de la característica λ vs. iF vs θ en las posiciones 
extremas de alineamiento y desalineamiento, la cual a su vez depende de las 
dimensiones del motor y del tipo de material. 

En consecuencia, al ser la fase de diseño inicial un proceso iterativo, dispo-
ner de un conjunto de ecuaciones analíticas que posibiliten el conocimiento de 
la relación entre B y H en el material y a partir de esta de la existente entre 
λ e iF en el motor posibilita reducir considerablemente el elevado tiempo de 
cómputo requerido por los algoritmos de cálculo numérico habitualmente em-
pleados en este tipo de problemas electromagnéticos (como sucede con el mé-
todo de los elementos finitos).  

El diseño y operación del motor como generador se detalla [Méndez, 2014] 
y [Martinez-Iturbe, 2016].
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A.2. Cálculo de las dimensiones del prototipo del 
SRM 24/18 

En este apartado se determinan las dimensiones del prototipo de un SRM 
24/18 diseñado para operar como un accionamiento directo sobre el tambor de 
una lavadora de uso doméstico (sin polea de transmisión).  

En base a la información disponible de otros modelos de lavadora diseñados 
con un accionamiento convencional, se deben de cumplir las siguientes especi-
ficaciones: 

¬ En la fase de lavado el motor debe de ser capaz de proporcionar 
un par igual a 16 Nm girando a 60 rpm. 

¬ Durante el proceso de centrifugado el motor opera una velocidad 
máxima de 1500 rpm y una potencia igual a 300 W. 

En esas condiciones: 
¬ La potencia a transferir durante la fase de lavado es: 

 2 2 60 16 100,53 W.
60 60

M r MP N Tπ π= = ⋅ ⋅ =   (A.23) 

¬ El par demandado durante la fase de centrifugado es: 

 60 60 300 1,91 Nm.
2 2 1500

M
M

r

PT
Nπ π

= = =   (A.24) 

Asimismo, entre otras restricciones se debe tener en cuenta el reducido 
espacio entre la parte posterior de la cuba y la chapa que cierra la parte trasera 
de la lavadora en el que se ha de alojar el motor.  

Respecto a la carga magnética inicialmente se ha considerado un valor de 
saturación de la densidad de campo magnético BSAT=1,5 T. Este valor, un 
tanto conservador para una chapa ferromagnética de acero al silicio, si fuese 
necesario se ha de ajustar posteriormente una vez se caracterice experimental-
mente de la característica B-H del material. 

A partir de la experiencia previa y la información indicada en la Tabla A.1, 
se escoge un valor de TRV igual a 25,2 kNm/m3. En caso de que modifique 
BSAT, se recomienda corregir el valor de TRV según la siguiente relación: 

 
2

370 10 .
2,5
SATBTRV

 
= ⋅ ⋅  

 
  (A.25) 

Conocido TRV, los valores de DER y lPCH se obtienen aplicando (A.21) para 
el máximo valor de par indicado en las especificaciones iniciales y la restricción 
de espacio impuesta por el espacio en el interior de la lavadora. Así: 
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  (A.26) 

Tras varias iteraciones se establece un valor de DER igual a 264 mm, resul-
tando lPCH 11,599 mm, escogiéndose finalmente 12 mm.  

El estator y el rotor del motor se han construido mediante un conjunto de 
chapas de acero al silicio apiladas y unidas entre sí por varillas roscadas a 
través de agujeros pasantes. El factor de empaquetamiento de las chapas, kPCH, 
se ha obtenido como el cociente entre el valor calculado y el escogido de lPCH: 

 (teórico) 11,599 0,967.
(escogido) 12

PCH
PCH

PCH

lk
l

= = =   (A.27) 

Siguiendo la recomendación indicada en [Miller, 1993], al aplicar (A.22) 
para lPCH = 12 mm y DER = 264 mm, la longitud del entrehierro lEH resulta 
igual a 0,06 mm. Sin embargo, por restricciones de manufacturado no ha sido 
posible fijar un valor tan bajo, siendo finalmente el valor escogido 10 veces 
mayor.  

Conocidos DER y lEH el valor del diámetro interior del estator se calcula 
como sigue: 
 2 2 0,6 264 265,2 mm.IE EH ERD l D= + = ⋅ + =   (A.28) 

En cuando al número de polos del estator NPE, este se corresponde con el 
producto del número de fases por el número de simetrías de la estructura base 
NSIM, resultando en este caso: 
 4 6 24 polos,PE F SIMN N N= = ⋅ =   (A.29) 
siendo similar el cálculo del número de polos del rotor NPR, cuyo valor es: 
 ( 1) 18 polos.PR F SIMN N N= − =   (A.30) 

Conocidos NPE y NPR, la distancia angular entre dos polos contiguos del 
estator θPE se obtiene como: 

 o2  rad 15 ,
12

PE
PEN
π πθ = = →   (A.31) 

siendo análogo el cálculo de la distancia angular entre dos polos contiguos del 
rotor θPR. Es decir: 

 o2   rad  20 .
9

PR
PRN
π πθ = = →   (A.32) 

Asimismo, la distancia angular entre la posición de desalineamiento y ali-
neamiento θUA, se determina según se indica a continuación: 

 orad 10 . 
2 18
E

UA
PRN

θ π πθ = = = →   (A.33) 
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Mientras que el ángulo de paso θS (stroke angle o máximo ángulo de con-
ducción de una fase sin solapamiento con otra) se relaciona con las distancias 
angulares anteriores del siguiente modo: 

 o2 2  rad 5 . 
36

UA
S PR PE

F F PRN N N
θ π πθ θ θ= − = = = →   (A.34) 

La elección de la distancia angular del arco del polo del estator βE y del 
polo del rotor βR está condicionada por varios factores. La zona activa de par 
es aproximadamente igual a la menor de las distancias angular βE y βR. No 
obstante, si estas son demasiado grandes no habrá suficiente separación entre 
las esquinas de los polos del rotor y del estator en la posición de desalinea-
miento (caso A en la figura A.3). Si por el contrario son demasiado estrechos 
(caso B) la inductancia y el flujo concatenado resultarán más bajos en la po-
sición de alineamiento. En consecuencia, la correcta elección de sendas distan-
cias angulares está sometida a una serie de restricciones mostradas en la figura 
A.3 donde el área encerrada dentro del triángulo sombreado es el lugar geo-
métrico recomendado en [Lawrenson, 1980] y [Miller, 1993] para la ubicación 
del par (βR , βE). Así: 

¬ Para garantizar que el motor es capaz de generar par durante todo el 
ángulo de paso θS, βE deberá ser mayor o igual a este. Ello se cumple 
para los puntos (βR, βE) que se encuentran en la recta βE = θS repre-
sentada en color azul en la Figura A.3 o encima de esta. 

Figura A.3. Representación de las restricciones del arco polar del estator βE y del 
rotor βR y valores recomendados. 
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¬ Con el objeto de maximizar el valor de la inductancia y el flujo conca-
tenado en la posición de alineamiento, βE ha de ser menor o igual a βR. 
Esto sucede para los puntos (βR, βE) ubicados en la recta βE = βR re-
presentada en color verde en la Figura A.3 o debajo de esta. 

¬ Si se quiere asegurar un valor de la inductancia en la posición de desa-
lineamiento suficientemente bajo es necesario que βE sea menor o igual 
a la diferencia entre θPR y βR. Esta condición se satisface para los puntos 
(βR, βE) localizados en la recta βE = θPR - βR representada en color rojo 
en la Figura A.3 o debajo de esta. 

¬ El porcentaje de ocupación de βE sobre θPE, αU debe permitir alojar el 
devanado de cada polo en el espacio de la ventana que queda entre dos 
polos contiguos del estator. El valor recomendado dependiendo de la 
tipología del motor se encuentra en torno a un 40 - 45 %. 

Vistas las restricciones anteriores, se escoge un valor de αU =43.2%, tal 
que: 

 o 0,432  rad  6,48 .
12

E U PE
πβ α θ= = ⋅ →   (A.35) 

Conocida la longitud angular del arco polar del polo del estator, la anchura 
de un polo del estator wPE resulta igual a: 

6,48sen 265,2 sen 14,99 mm =15 mm, 
2 2
E

PE IE PEw D wβ   
= = ⋅ = →   

   
  (A.36) 

después de redondearlo al entero superior más próximo. 
En cuanto al valor de la anchura del polo del rotor wPR, esta suele superar 

a wPE entre una y dos veces la longitud del entrehierro. En este caso se ha 
escogido: 
 2 15 2 0,6 16,2 mm,PR PE EHw w l= + ⋅ = + ⋅ =   (A.37) 

siendo en consecuencia la longitud angular del arco polar del polo del rotor: 

 o16,22 arcsen  2 arcsen =  rad  7,04 .
264 25,582

PR
R

ER

w
D

πβ
   

= ⋅ = ⋅ →   
   

  (A.38) 

El valor resultante (βR, βE) se representa en color verde en la Figura A.3 
como (C), estando aproximadamente en el mismo lugar que el que le corres-
ponde al motor 6/4 (C) indicado la misma figura y en el que los valores de 
βR = 32o y βE = θS =30o son los recomendados en [Miller, 1993]. Nótese como 
la relación βR/βE es muy similar en ambos casos (SRM 24/18: 7,04/6,48=1,09 
y SRM 6/4: 32/30=1,07). 
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Respecto a la altura del polo del rotor hPR, esta se corresponde con: 

 ,
2

ER BR
PR

D Dh −=   (A.39) 

donde DBR es el diámetro base del rotor (o el del arco que interseca con la 
arista del polo del rotor figura A.1). 

En [Miller, 1993] se propone hacer coincidir hPR con la mitad de wPE. Si-
guiendo dicha recomendación, hPR resulta demasiado baja en relación con la 
altura necesaria del polo estator para poder alojar el devanado, por lo que se 
opta por otra alternativa.  

Para ello, con el fin de asegurar un valor suficientemente bajo de la induc-
tancia en la posición de desalineamiento se propone calcular hPR como: 
 ,PRPR NCUh k ω=   (A.40) 

donde wNCU es la anchura total de la región entre polos del estator no cubierta 
por el polo del estator en la posición de desalineamiento: 

 ( ) 264 7,555.
4 9 27,78 25,57 4
ER

NCU PR R E
Dw π π πθ β β

 
= − − = − − = 

 
  (A.41) 

Así, considerando kPR igual al valor central del intervalo recomendado, hPR 
resulta igual a: 
 2,5 7,56 18,9 19 mm,PR PRh h= ⋅ = → =   (A.42) 

tras su redondeo al entero superior más próximo.  
En consecuencia, el diámetro base del rotor es igual a: 

 2 264 2 19 226 mm.BR ER PRD D h= − = − ⋅ =   (A.43) 

De igual modo, la altura del polo de estator hPE resulta igual a: 

 2 ,
2

EE YE IE
PE

D w Dh − −=   (A.44) 

donde wYE es la anchura del yugo del estator y DEE su diámetro externo. 
Habitualmente hPE se puede calcular de forma proporcional a hPR, en cuyo 

caso considerando un factor kPE =1,6, resulta: 
 1,6 19 30,4 mm.PE PE PRh k h= = ⋅ =   (A.45) 

La anchura del yugo del estator wYE y del rotor wYR son a su vez propor-
cionales a wPE y wPR. Así, dado que el flujo que circula por los polos se divide 
al llegar a los yugos, la anchura de estos debe de ser al menos el 50% de la de 
los polos y preferiblemente entre un 20% y un 40% superior a ese valor.  
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Considerando un incremental kYR del 22% respecto al 50% de wPR, resulta 
un valor de wYR igual a: 

 16.21,22 9,822 10 mm,
2 2
PR

YR YR YR
ww k w= = ⋅ = → =   (A.46) 

tras aproximarlo al mayor de los enteros más próximo. 
Análogamente, wYE se obtiene para un coeficiente de proporcionalidad kYE 

de valor igual al anterior como sigue: 

 151,22 9,15 10 mm.
2 2
PE

YE YE YE
ww k w= = ⋅ = → =   (A.47) 

Conocida la anchura de los yugos, es posible obtener el resto de diámetros. 
Así, el diámetro base del estator DBE (correspondiente al del arco que interseca 
con la arista del polo del estator) es: 
 2 2 30,4 265,2 326 mm,BE PE IED h D= + = ⋅ + =   (A.48) 

siendo el de la circunferencia que limita externamente el estator DEE: 

 2 2 10 326 346 mmEE YE BED w D= + = ⋅ + =   (A.49)  

y el interno del rotor DIR: 
 2 226 2 10 206 mm.IR BR YRD D w= − = − ⋅ =   (A.50)  

Al ser el prototipo final del SRM un tanto atípico (figura A.4), el valor de 
DIR es muy elevado para ser el del eje del motor, por lo que se han construido 
un conjunto de piezas de aluminio sobre las que mediante tornillos tipo Allen 
se ha ensamblado el rotor, estando el eje y su chaveta unido a una de ellas.  

Figura A.4. Imagen en 3D resultante de la fase de diseño del prototipo del SRM 
24/18 y fotografía real del mismo incluyendo las piezas necesarias para operar en 
una lavadora como accionamiento directo. 

 
 
 
 

<               
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Finalmente se han construido dos motores, uno se ha montado en una la-
vadora y el otro sobre una estructura de aluminio diseñada ad hoc para la 
construcción de un banco de ensayos (figura A.5). Además, ha sido necesario 
diseñar y construir un conjunto de piezas en aluminio encargadas de sujetar el 
estator y de unir el rotor con el eje, que a causa de la ubicación del prototipo 
en su mayor parte son específicas. En el caso del prototipo montado en la 
lavadora el eje es el propio del tambor, mientras que en el banco de ensayos 
se ha diseñado un eje de hierro fundido de 20 mm de diámetro y su chaveta.  

En cuanto al devanado del motor, se ha utilizado un conductor de cobre 
sólido de 1 mm de diámetro bobinado sobre un carrete tipo E42/21/15, el cual 
se ha adaptado para colocarlo en cada uno de los polos del estator. En total 
hay 6 carretes por fase y 163 espiras por carrete repartidas en siete capas.  

 
  

Figura A.5. Fotografía de los dos prototipos del SRM 24/18. El primero se encuentra 
montado en la estructura del banco de ensayos (izqda.) y el segundo en una nueva 
lavadora (dcha.). 



 

317 

 
 
Equation Chapter 1 Section 1 
 
 

  

Curvas de primera imana-
ción y funciones de ajuste 

B.1. Valores de la curva de primera imanación 

En este apartado se muestra en forma de tablas los valores que permiten 
reproducir la curva de primera imanación del material empleado en la cons-
trucción de los prototipos del motor (AISI 1008) y del generador (AISI M43).  

En la Tabla B.1 se incluyen 45 valores representativos de la curva de pri-
mera imanación del acero AISI 1008. Estos han sido escogidos entre los 2618 
obtenidos experimentalmente con el fin de asegurar su correcta reproductibili-
dad en todas las regiones, estando su número limitado al máximo permitido 
en el programa de cálculo electromagnético en 3D empleado (OPERA).  

En la Tabla B.2 se incluyen los 47 valores proporcionados para el acero 
AISI M43 en el programa FEMM. 
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Tabla B.1. Valores de la curva de primera imanación del acero AISI 1008 empleado 
en la construcción del prototipo del SRM 24/18. 

 

B (T) H (A/m) B (T) H (A/m) B (T) H (A/m) 
0,0000E+00 0,0000E+00 3,5082E-01 2,5000E+02 1,5942E+00 2,7600E+03 
1,7066E-03 1,0000E+01 4,4853E-01 2,9000E+02 1,6180E+00 3,2300E+03 
5,1831E-03 2,0000E+01 5,6020E-01 3,4000E+02 1,6443E+00 3,7900E+03 
9,3078E-03 3,0000E+01 6,8904E-01 4,0000E+02 1,6689E+00 4,4500E+03 
1,5338E-02 4,0000E+01 8,2240E-01 4,7000E+02 1,6928E+00 5,2200E+03 
2,0340E-02 5,0000E+01 9,5996E-01 5,6000E+02 1,7189E+00 6,1200E+03 
2,6276E-02 6,0000E+01 1,0685E+00 6,5000E+02 1,7481E+00 7,1700E+03 
3,3333E-02 7,0000E+01 1,1798E+00 7,7000E+02 1,7809E+00 8,4200E+03 
4,1011E-02 8,0000E+01 1,2702E+00 9,0000E+02 1,8144E+00 9,8700E+03 
4,9520E-02 9,0000E+01 1,3493E+00 1,0600E+03 1,8486E+00 1,1570E+04 
7,1878E-02 1,1000E+02 1,4105E+00 1,2400E+03 1,8871E+00 1,3570E+04 
9,7154E-02 1,3000E+02 1,4630E+00 1,4500E+03 1,9307E+00 1,5920E+04 
1,2943E-01 1,5000E+02 1,5058E+00 1,7100E+03 1,9758E+00 1,8670E+04 
1,8741E-01 1,8000E+02 1,5388E+00 2,0000E+03 2,0209E+00 2,1900E+04 
2,5312E-01 2,1000E+02 1,5677E+00 2,3500E+03 2,0686E+00 2,5680E+04 

 

 
 

 

Tabla B.2 Valores de la curva de primera imanación del acero AISI M43 empleado 
en la construcción del prototipo del generador. 

 

B (T) H (A/m) B (T) H (A/m) B (T) H (A/m) 
0,0000E+00 0,0000E+00 8,0000E-01 1,0000E+02 1,6000E+00 1,9800E+03 
5,0000E-02 2,0000E+01 8,5000E-01 1,1000E+02 1,6500E+00 3,1100E+03 
1,0000E-01 3,0000E+01 9,0000E-01 1,1000E+02 1,7000E+00 4,5900E+03 
1,5000E-01 4,0000E+01 9,5000E-01 1,2000E+02 1,7500E+00 6,4100E+03 
2,0000E-01 5,0000E+01 1,0000E+00 1,3000E+02 1,8000E+00 8,6800E+03 
2,5000E-01 5,0000E+01 1,0500E+00 1,4000E+02 1,8500E+00 1,1520E+04 
3,0000E-01 6,0000E+01 1,1000E+00 1,5000E+02 1,9000E+00 1,5120E+04 
3,5000E-01 6,0000E+01 1,1500E+00 1,7000E+02 1,9500E+00 1,9830E+04 
4,0000E-01 6,0000E+01 1,2000E+00 1,9000E+02 2,0000E+00 2,6800E+04 
4,5000E-01 7,0000E+01 1,2500E+00 2,1000E+02 2,0500E+00 4,0060E+04 
5,0000E-01 7,0000E+01 1,3000E+00 2,5000E+02 2,1000E+00 6,6950E+04 
5,5000E-01 8,0000E+01 1,3500E+00 3,0000E+02 2,1500E+00 1,0334E+05 
6,0000E-01 8,0000E+01 1,4000E+00 3,8000E+02 2,2000E+00 1,4105E+05 
6,5000E-01 8,0000E+01 1,4500E+00 5,3000E+02 2,2500E+00 1,8168E+05 
7,0000E-01 9,0000E+01 1,5000E+00 7,8000E+02 2,3000E+00 2,2310E+05 
7,5000E-01 9,0000E+01 1,5500E+00 1,2300E+03 --------------- --------------- 
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B.2. Coeficientes de las funciones de ajuste 

En las siguientes tablas se presentan los valores de los coeficientes de las 
funciones de ajuste de la curva de primera imanación de los aceros AISI 1008  
y AISI M-43 (ver apartado 2.6). 

 

 

 

Tabla B.4. Parámetros de ajuste de la función (2.30) propuesta en [El-Sherbiny, 1973]. 
 

 Función B(H) Función H(B) 
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 AISI 1008 AISI M-43 

a0 2,3330E+00 2,2032E+00 8,3830E+00 1,3796E+01 
a1 2,9100E+01 -2,1784E+00 2,1300E+00 5,4470E-02 
a2 -7,9400E-01 -5,9391E-01 5,8970E+01 5,4470E-02 
a3 -4,2710E-01 -2,2428E-01 -2,0160E+00 5,4470E-02 
a4 2,8000E+01 3,5275E-01 4,1890E+01 5,4470E-02 
α1 4,5350E-03 1,1605E-02 -7,0910E+00 -6,0350E+00 
α2 4,2740E-05 3,9960E-04 -6,9780E-01 -6,0350E+00 
α3 9,2090E-04 8,8596E-04 -7,1150E+00 -6,0350E+00 
α4 4,7620E-03 2,0664E-04 -6,5060E-01 -6,0350E+00  

Tabla B.5. Parámetros de ajuste de la función (2.31) propuesta en [Brauer, 1974]. 
 

 Función H(B)  
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 

K1 2,7380E+02 3,6300E+01 
K2 9,1130E-01 1,5230E+00 
K3 -4,8250E+02 -2,2250E+02 

 

Tabla B.3. Parámetros de ajuste de la función (2.28) propuesta en [Widger, 1969]. 
 

 Función B(H) Función H(B) 
Paráme-

tro 
AISI 1008 AISI M-43 

AISI 1008 AISI M-43 

a0 -1,1846E-04 -4,6643E-03 5,7952E+02 -2,2273E+00 
a1 7,2857E-06 2,0789E-04 -7,5033E+02 7,0768E+01 
a2 8,3207E-10 4,4931E-08 2,5404E+02 -2,6281E+01 
a3 3,2159E-15 2,0999E-14 3,422E-12 3,422E-12 
b1 -2,3707E-04 -3,6530E-03 -1,5086E+00 -1,31583E+00 
b2 4,8845E-06 1,4542E-04 7,6612E-01 5,7793E-01 
b3 3,8872E-10 2,1365E-08 -1,2973E-01 -8,4705E-02 
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Tabla B.6. Parámetros de ajuste de la función (2.32) propuesta en [Rivas 1981]. 
 

 Función M(H) 
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 

a0 0,0000E+00 0,0000E+00 
a1 1,1247E+02 50,2460E+00 
a2 4,1620E+00 593,1710E+00 
b1 6,1604E+00 0,0671E+00 
b2 2,9866E-02 3,7240E+004 

 

Tabla B.7. Parámetros de ajuste de la función (2.40) propuesta en [Takács, 2001]. 
 

 Función B(H) 
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 

A0 6,0000E-03 2,039E-05 
B0 8,0000E-01 1,554E+00 
C0 4,1667E-01 5,1360E+03 

 

Tabla B.8. Parámetros de ajuste de la función (2.42) [Włodarski, 2006]. 
 

 Función M(H) 
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 

Ma 1,2200E+06 3,1470E+05 
Mb 1,3840E+06 1,1380E+06 
a 4,1840E+04 7,1630E+03 
b 2,6826E+02 5,7672E+01 

 

Tabla B.9. Parámetros de ajuste de la función (2.46) [Qi, 2015]. 
 

 Función B(H) 
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 

a -1,7670E+00 -3.3400E-01 
b 2,2902E+01 5,0900E-01 
c 3,1710E+03 2,5000E-01 
d 3,4540E+00 2,1330E+00 
e 2,1031E+02 5,3516E+01 
f 1,5870E-05 2,7010E-06 
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Tabla B.10. Parámetros de ajuste de la función (2.47) propuesta en esta tesis. Estos 
valores deben aplicarse a la red neruonal una vez normalizada la variable de entrada 
entre -1 y 1. De igual modo resulta necesaria la desnormalizacion entre -1 y 1 de la 
variable de salida de la red neuronal. En ambos procesos los valores máximos 
considerados fueron B=2,0686E+00, H=2,5680E+04 para el acero AISI 1008 y 
B=2,0000E+00,  H=2,6800E+04 para el acero AISI M-34. 

 

 Función B(H) Función H(B) 
Parámetro AISI 1008 AISI M-43 AISI 1008 AISI M-43 

WO1(1,1) -4,14347E-01 6,5392E-01 -6,4058E+00 -2,5405E+00 
WO1(2,1) -1,73873E+01 5,3693E+01 2,8810E+00 -3,2894E-01 
BO1(1) -1,5374E+00 4,2441E+00 4,4749E+00 5,7691E+00 
BO1(2) -1,7389E+01 5,5404E+01 -3,4592E+00 4,2427E+00 
WS1(1,1) -3,6245E+00 3,4685E+02 -2,1517E+01 -6,9008E-01 
WS1(1,2) -1,5674E+00 2,5911E+01 3,2350E+00 3,4366E+02 
BS(1) -4,0561E+00 -371,74E+02 2,4799E+00 3,4551E+02 
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Generación automática de 
un SRM en Opera-3D  

C.1. Descripción 

En este apéndice se incluye el código para la generación automática de 
forma paramétrica, simulación y análisis en 3D de un SRM circular con cual-
quier tipología clásica, mediante el programa de simulación de elementos fini-
tos OPERA-3d.  

El código se agrupa en ficheros, ubicados en subdirectorios según su tipo-
logía o funcionalidad. Asimismo, los subdirectorios se encuentran en otro prin-
cipal denominado SRM_FRAN ubicado en el directorio OPERA_FRAN del 
disco T. En cualquier caso, se ha establecido una cabecera donde se especifica 
el disco y la ruta del directorio y subdirectorio principal. Igualmente, se ha 
creado un fichero denominado Rutas_ficheros_f. comi (alojado en el subdirec-
torio principal) en el cual se indican las rutas de los diferentes ficheros y sub-
directorios. Ello posibilita su ejecución en cualquier otro disco del mismo u 
otro ordenador sin más que modificar esa cabecera y/o dicho fichero. 

Así, los ficheros con extensión. comi alojados en el sudirectorio 
LOGS_MODELLER se encargan de crear el dibujo de las diferentes partes 
del motor, dando como resultado otros ficheros con extensión. opc ubicados en 
el subdirectorio MODELS_MODELLER. Dando lugar la combinación de to-
dos ellos al dibujo base completo del motor sin mallar en la posición de alinea-
miento (archivo denominado CompletoSinMalla.opc). 
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A partir de dicha base se crea el resto de dibujos base en otras posiciones, 
de lo cual, así como de modificar la curva B-H asignada al material con el que 
se construye el motor y mallar los modelos finales, se encargan otros ficheros 
con extensión .comi ubicados en el subdirectorio LOGS_CREA_BASES.  

C.2. Generación de la estructura básica del SRM 

En este apartado se incluye el código para la generación de la estructura 
base en la que por simetría se divide la máquina. Este se ha ordenado en 14 
ficheros y otros auxiliares, los cuales se ejecutan secuencialmente desde el fi-
chero principal descrito a continuación. 
 
/###############################################################################################/ 
/=========== FICHERO PRINCIPAL PREPROCESADOR (MODELLER) CREA_BASE_NEG_SRM_FRAN.comi ============/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de llamar a los ficheros  
/ necesarios para crear un dibujo base en la posición de alineamiento que posteriormente  
/ se rotará dando lugar al resto de dibujos base en cada posición antes de mallar. 
/ Si se parte de un dibujo completamente nuevo y se ejecuta el fichero se puede observar como se  
/ van ejecutando secuencialmente un conjunto de ficheros para la creación de la estructura base.  
/ El fichero Crea_capas_redondas_2b_f.comi, al que se llama desde el fichero Crea_rotor_2a_f.comi  
/ no está en la secuencia, sino que es llamado cuando se crea el rotor para crear las capas  
/ redondas de aire interna y externa del yugo del rotor. 
/ Cada fichero .opc que modeller genera lo guarda en la carpeta models_modeller siendo el  
/ resultado final la base del bloque del motor sin mallar que por simetría se simulará y que  
/ posteriormente se rotará y mallará creando una en cada posición a simular. 
 
/============== Declaración del disco y los directorios donde alojar los ficheros ==============/ 
 
$string yesorno yes 
CLEAR REVERT=NO 
/ Ruta del directorio de trabajo donde se aloja el directorio principal 
$STRING NAME=raiz VALUE=T:\OPERA_FRAN 
/ Nombre del directorio principal donde se alojan los ficheros básicos y el resto de directorios  
$STRING NAME=familia VALUE=SRM_FRAN 
/ Ruta del directorio principal 
$STRING NAME=raiz_familia VALUE=&raiz&\&familia& 
 
/======================= Fichero que contiene las rutas de los ficheros ========================/ 
 
/ Se debe alojar en el directorio indicado en este caso como T:\OPERA_FRAN\SRM_FRAN 
$COMINPUT &raiz_familia&\Rutas_ficheros_f.comi 
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/====================== Se le indica al programa donde buscar el proyecto ======================/ 
 
$PROJECTFOLDER FOLDER='&raiz_familia&' SET=YES 
 
/================ Ejecución del fichero donde se definen las varibles del motor ================/ 
 
$COMINPUT &raiz_modeller&\Variables_1_f.comi 
 
/======== Ejecución de los ficheros encargados de la construcción del diente del rotor =========/ 
 
/ Se crea de un semidiente del rotor, su parte del yugo y sus costras laterales de aire 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_rotor_2a_f.comi 
 
/ Se crean las costras redondas internas de aire del yugo del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_rotor_2b_f.comi 
 
/ Se crean de las costras redondas externas de aire del yugo del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_rotor_2c_f.comi 
 
/ Se ensamblan las piezas del semidiente del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_rotor_2d_f.comi 
 
/======== Ejecución de los ficheros encargados de la construcción del diente del estator =======/ 
 
/ Se crea un semidiente del estator, su parte de yugo y sus costras laterales 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_estator_3_f.comi 
 
/========= Ejecución de los ficheros encargados de la construcción del aire del rotor ==========/ 
 
/ Creación de la zona de aire del diente del rotor y las capas junto al diente del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Aire_rotor_4_f.comi 
 
/========= Ejecución de los ficheros encargados de la construcción del aire del rotor ==========/ 
 
/ Creación de la zona de aire del diente del estator y las capas junto al diente del estator 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Aire_estator_5_f.comi 
 
/====== Ejecución de los ficheros encargados de la construcción del entrehierro del rotor ======/ 
  
/ Creación del entrehierro del rotor con el número de capas especificado 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Entrehierro_rotor_6_f.comi 
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/===== Ejecución de los ficheros encargados de la construcción del entrehierro del estator =====/ 
 
/ Creación del entrehierro del estator con el número de capas especificado 
$COMINPUT  &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT  &logs_modeller&\Entrehierro_estator_7_f.comi 
 
/========= Ejecución de los ficheros encargados de la construcción background del rotor ========/ 
 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\background_rotor_8_f.comi 
 
/======== Ejecución de los ficheros encargados de la construcción background del estator =======/ 
 
$COMINPUT  &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT  &logs_modeller&\background_estator_9_f.comi 
 
/================= Ejecución de los ficheros encargados de definir materiales ==================/ 
 
/ la curva del material denominado hierro rotor y hierro estator que se asignan al estator 
/ y al rotor se introduce posteriomente en el fichero condiciones de contorno el tamaño 
/ del mallado se especifica en estos ficheros mediante las variables definidas previamente 
/ en el fichero de variables inicial variables_1_f.comi 
 
/Se definen los materiales del diente, el yugo y las costras del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Materiales_10a_f.comi 
 
/ Se definen los materiales del diente, el yugo y las costras del estator 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Materiales_10b_f.comi 
 
/ Se define el material del entrehierro del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Materiales_10c_f.comi 
 
/ Se define el material del entrehierro del estator 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Materiales_10d_f.comi 
 
/ Se define el material del entrehierro entre polos del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Materiales_10e_f.comi 
 
/ Se define el material del entrehierro entre polos del estator 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Materiales_10f_f.comi 
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/======== Ejecución de los ficheros encargados de la construcción de la estructura base ========/ 
 
/ Se construye el grupo de dientes del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Grupo_dientes_11a_f.comi 
 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Grupo_dientes_11b_f.comi 
 
/ Se construye el background total del rotor 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Grupo_background_11a_f.comi 
 
/ Se construye el background total del estator 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Grupo_background_11b_f.comi 
 
/============ Ejecución de los ficheros encargados de la construcción de la bobina =============/ 
 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Bobina_12_f.comi 
 
/========================= Definición de las condiciones de contorno =========================/ 
 
/ Al definir las condiciones de contorno se define simetría negativa (polaridad bobinas alterna) 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_dibujo_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\limpia_bobinas_f.comi 
$COMINPUT &logs_modeller&\Cond_contorno_13_f.comi 
 
/================================ Se guarda la base sin mallar =================================/ 
 
$COMINPUT &logs_modeller&\Guarda_la_base_14_f.comi 
 
/:====== FIN DEL FICHERO PRINCIPAL PREPROCESADOR (MODELLER) CREA_BASE_NEG_SRM_FRAN.comi =======:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/============= FICHERO DE DECLARACIÓN DE LA RUTAS DE TRABAJO Rutas_ficheros_f.comi =============/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio principal SRM_FRAN y es llamado desde otros ficheros 
/ como por ejemplo el fichero principal encargado de crear las bases CREA_BASE_NEG_SRM_FRAN.comi 
 
/ Disco y directorio del disco donde se aloja el directorio que contiene a la familia de ficheros 
$STRING NAME=raiz_familia VALUE=&raiz&\&familia& 
 
 / Nombre del directorio donde se alojan los ficheros .comi encargados de crear la base 
$STRING NAME=log_modeller VALUE=LOGS_MODELLER 
/ Raiz de los ficheros del modeller de la familia que se construye 
$STRING NAME=logs_modeller VALUE=&raiz_familia&\&log_modeller& 
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/Nombre del directorio donde se alojan los ficheros .opc resultantes de crear la base  
$STRING NAME=model_modeller VALUE=MODELS_MODELLER 
/RAIZ DE LOS FICHEROS QUE GENERA EL MODELLER 
$STRING NAME=models_modeller VALUE=&raiz_familia&\&model_modeller& 
 
/Nombre del directorio donde se alojan las curvas bh del hierro 
$STRING NAME=curva_bh VALUE=CURVA_BH 
/Raiz de los ficheros de la curva bh 
$STRING NAME=raiz_bh VALUE=&raiz_familia&\&curva_bh& 
 
/=========================== Rutas para las bases sin mallar (.opc) ============================/ 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan los directorios que contienen las bases sin mallar (.opc) 
$STRING NAME=bases_sin_malla VALUE=BASES_SIN_MALLA 
/ Raiz Nombre del directorio donde se alojan los directorios que contienen las bases sin mallar (.opc) 
$STRING NAME=bases_sin VALUE=&raiz_familia&\&bases_sin_malla& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_sec 
$STRING NAME=ap02_sec VALUE=AP02_SEC 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_sec 
$STRING NAME=sin_ap02_sec VALUE=&raiz_familia&\&bases_sin_malla&\&ap02_sec& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_pri 
$STRING NAME=ap02_pri VALUE=AP02_PRI 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_pri 
$STRING NAME=sin_ap02_pri VALUE=&raiz_familia&\&bases_sin_malla&\&ap02_pri& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_mag 
$STRING NAME=ap02_mag VALUE=AP02_MAG 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_mag 
$STRING NAME=sin_ap02_mag VALUE=&raiz_familia&\&bases_sin_malla&\&ap02_mag& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_maxw 
 $STRING NAME=ap02_maxw VALUE=AP02_MAXW 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases sin mallar (.opc) obtenidas con la curva bh ap02_maxw 
$STRING NAME=sin_ap02_maxw VALUE=&raiz_familia&\&bases_sin_malla&\&ap02_maxw& 
 
/============================ Rutas para las bases malladas (.opcb) ============================/ 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan los directorios que contienen las bases malladas (.opcb) 
$STRING NAME=bases_con_malla VALUE=BASES_CON_MALLA 
/ Ruta del directorio donde se alojan los directorios que contienen las bases malladas 
$STRING NAME=bases_con VALUE=&raiz_familia&\&bases_con_malla& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_sec 
$STRING NAME=ap02_sec VALUE=AP02_SEC 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_sec 
$STRING NAME=con_ap02_sec VALUE=&raiz_familia&\&bases_con_malla&\&ap02_sec& 
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/ Nombre del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_pri 
$STRING NAME=ap02_pri VALUE=AP02_PRI 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_pri 
$STRING NAME=con_ap02_pri VALUE=&raiz_familia&\&bases_con_malla&\&ap02_pri& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_mag 
$STRING NAME=ap02_mag VALUE=AP02_MAG 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_mag 
$STRING NAME=con_ap02_mag VALUE=&raiz_familia&\&bases_con_malla&\&ap02_mag& 
 
/ Nombre del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_maxw 
$STRING NAME=ap02_maxw VALUE=AP02_MAXW 
/ Raiz del directorio donde se alojan las bases malladas (.opcb) obtenidas con la curva bh ap02_maxw 
$STRING NAME=con_ap02_maxw VALUE=&raiz_familia&\&bases_con_malla&\&ap02_maxw& 
 
/= Ruta de los ficheros .comi para tratar las bases (cambio material, desplazamientos, corriente, etc) =/ 
 
/ Nombre del directorio donde se crean las bases a partir de la principal 
$STRING NAME=log_bases VALUE=LOGS_CREA_BASES 
/ Raiz del directorio donde se crean las bases a partir de la principal 
$STRING NAME=logs_bases VALUE=&raiz_familia&\&log_bases& 
 
/================ Directorio donde se guardan los ficheros para analizar (.op3) ================/ 
 
/ Nombre del directorio donde se guardan los ficheros para analizar (.op3) 
$STRING NAME=base_dato VALUE=PARA_ANALIZAR 
/ Raiz del directorio donde se guardan los ficheros para analizar (.op3) 
$STRING NAME=bases_datos VALUE=&raiz_familia&\&base_dato& 
 
/=== Directorio donde se guardan los ficheros .comi para posprocesar las bases analizadas (.op3) ==/ 
 
/ Nombre del directorio donde se guardan los ficheros .comi para posprocesar las bases analizadas (.op3) 
$STRING NAME=log_prospro VALUE=LOGS_PROSTPROCESOR 
/ Raiz del directorio donde se guardan los ficheros .comi para posprocesar las bases analizadas (.op3) 
$STRING NAME=logs_prospro VALUE=&raiz_familia&\&log_prospro& 
 
/:========== FIN FICHERO DE DECLARACIÓN DE LAS RUTAS DE TRABAJO Rutas_ficheros_f.comi =========:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/============== FICHERO DE DEFINICIÓN DE VARIABLES (MODELLER) Variables_1_f.comi ===============/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER. En él se definen los parámetros y las 
/ variables para el DIBUJO BASE de un motor SRM con alineamiento ajustable. Utiliza la 
/ simetría como condición de contorno. La bobina tiene un envoltorio de aire con potencial  
/ reducido. Está fijado el valor del gap, la densidad de corriente y el radio interior del  
/ estator R4. El ángulo de desalineamiento se hace cero, siendo posteriormente otros programas 
/ los encargados de modificarlo, así como la densidad de corriente en el devanado  
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/=============================== Selección de la forma del motor ===============================/ 
 
/Forma del estator: value=0 para un motor prismático, value=1 para un motor redondo 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#redondo VALUE=1  
 
/=================================== Tamaño de los mallados ====================================/ 
 
/Tamaño del mallado del entrehierro  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_entrehierr VALUE=2  
/Tamaño del mallado del estator 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_estator VALUE=4  
/Tamaño del mallado del rotor 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_rotor VALUE=4 
/Tamaño del mallado del aire entre polos 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_air_entrep VALUE=5  
/ Tamaño del mallado superficial  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_malla_sup VALUE=10    
/ Tamaño del mallado del envoltorio con potencial reducido de la bobina 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_envoltorio VALUE=8  
/Tamaño del mallado de los size cortes y laterales y superficies cilíndricas del background 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_cortes VALUE=10  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_lat_bgnd VALUE=20  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#sizeSupCilBgnd  
/ Tamaño del mallado de las superficies cilindricas diente del rotor, tr=24mm 
VALUE=VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#sizeSupCilRotor VALUE=5  
/ Tamaño del mallado de las superficies de deslizamiento del background 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_sup_desl VALUE=8  
/ Tamaño del mallado superficies de las costras de aire 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_costras VALUE=4  
/Tamaño del mallado de los bordes de los polos donde se genera el par  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#size_bordes VALUE=0.5  
 
/=============================== Coeficientes dimensiones derivadas ============================/ 
 
/ Coeficientes de diseño obtenidos de la literatura para definir la altura de los dientes 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#alfa_hr_Lrl VALUE=2.5  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#alfa_hr_hs VALUE=0.65  
/ La relación arco polo/paso polar del estator se elige igual a 0,43 para cumplir  
/ las ratios recomendadas, con este valor se construye el prototipo del SRM 18/24 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#arcpol_paspol VALUE=0.43 
  
/==================================== Dimensiones del motor ====================================/ 
 
 / Suponemos 175 espiras en la bobina (se ensayó y resultaron 163) 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#N_espiras VALUE=175         
/ Número de capas entrehierrro del rotor  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#capas_gap_rot VALUE=4  
/ Número de capas entrehierrro del estator 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#capas_gap_est VALUE=2  
/ Número de capas del entrehierro 
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VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#N_capas_gap VALUE=#capas_gap_rot+#capas_gap_est  
/ Número de fundas del diente del rotor 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#N_fundas_rot VALUE=4  
/ Número de fases 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#N_ph VALUE=4  
/ Número de repeticiones de la estructura base  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Rep VALUE=6  
/ Radio exterior del diente del rotor en mm 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#R3 VALUE=132  
/ Tamaño del entrehierro entre polos alineados mm  
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Gap VALUE=0.6  
/ Radio interior del diente del estator 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#R4 VALUE=#R3+#Gap  
/ Tamaño sobrante para hacer los cortes de las caras 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Margen VALUE=10  
/ Número de dientes del estator (externo) 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Ne VALUE=#N_ph*#Rep  
/ Número de dientes del rotor (interno) 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Nr VALUE=(#N_ph-1)*#Rep  
/ Paso angular del estator en grados 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Paso_ang_estat VALUE=360/#Ne  
/ Paso agular del rotoor en grados 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Paso_ang_rotor VALUE=360/#Nr  
/ Tamaño angular de un diente del estator 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Bs VALUE=#arcpol_paspol*#Paso_ang_estat  
/ Anchura del polo del estator en mm  
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#ts VALUE=(nint(10*(0.05+2*#R4*sind(#Bs/2))))/10  
/ Anchura del diente del rotor (es dos “gaps” más ancho que el del estator) 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#tr VALUE=#ts+2*#Gap    
/ Tamaño angular de un diente del rotor 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Br VALUE=2*asind((#tr/2)/#R3)  
/ Cálculo del hueco de aire cuando el diente del estator está centrado en el hueco del rotor 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Lrl VALUE=(#Paso_ang_rotor-#Bs-#Br)*(pi/360)*#R3 
/ Altura del diente del rotor  
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#H_r VALUE=nint(0.5+#alfa_hr_Lrl*#Lrl)  
/ Altura del diente del estator 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#H_e VALUE=nint(0.5+#H_r/#alfa_hr_hs)  
/ Longitud de apilado de las chapas que forman el diente (lSTL o profundidad del motor) 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#L_e VALUE=12  
/ Tamaño sobrante para el background 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Margen_bgnd VALUE=2*#L_e  
/ Tamaño sobrante radial para el background 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Margen_rad_bgnd VALUE=#L_e 
/ Longitud de apilado de chapas que forman el diente del rotor (igual que el del estator) 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#L_r VALUE=#L_e  
/ Altura del yugo del estator 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Y_e VALUE=nint(0.5+#ts*0.6)  
/ Altura del yugo del rotor  
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#Y_r VALUE=nint(0.5+#tr*0.6) 
/ Radio exterior del yugo del rotor 
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VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#R2 VALUE=#R3-#H_r  
/ Radio interior del yugo del rotor 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#R1 VALUE=#R2-#Y_r 
/ Radio interior del yugo del estator 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#R5 VALUE=nint(#R4+#H_e+0.5)  
/ Radio interior del yugo del estator 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#R6 VALUE=#R5+#Y_e  
 
/================================== Dimensiones de la bobina ===================================/ 
 
/ Altura de la bobina adoptada, admite 25 hilos/capa de D=1mm.  
/ Se desea que obtener un valor L_bob=25mm   
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#L_bob VALUE=#H_e-5  
/ Anchura frontal de la bobina, se ajusta para que el valor de NI sea el del prototipo 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Esp_bob VALUE=7  
/ Separación entre la bobina y el diente 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Gap_bob VALUE=1   
/ Radio de los vértices de la bobina 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Rad_bob VALUE=1  
 
/=================================== Corriente en la bobina ====================================/ 
 
/ Al programa se le indica la densidad de corriente que circula por el conductor  
/ (1 espira que debe equivaler a las N reales) 
 
/ Densidad de corriente del Cu de forma continua (posteriomente se ajusta) 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Dens_corr VALUE=5 
/ Fracción de conducción de una fase 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Fracc_conducc VALUE=1/4  
/ Relación entre la superficie circular y el cuadrado circunscrito (conductores circulares) 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#ratio_superfi VALUE=0.785  
/ Densidad de corriente del Cu de forma intermitente 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#Dens_corr_eff VALUE=#Dens_corr/SQRT(#Fracc_conducc)  
/ Porcentaje inicial de la densidad total de corriente (100%), que se modifica posteriormente 
/ al simular el batch 
 
/ Otra opción es operar directamente con corriente, tal que: densidad de  
/ corriente=Corriente_total/superficie_total=(#N_espiras*#corriente)/(#Esp_bob*#L_bob). 
/ La ventaja de operar con densidades de corriente (o si se pudiese con corriente total) es que 
/ no se depende del número de espiras, pero dado que al programa.  
/ al final se le da un valor de densidad de corriente, si el número de espiras es otro, se hace 
/ la cuenta al revés y se obtiene la corriente real, es decir: 
/ I_real=(#Esp_bob*#L_bob)*densidad de corriente/N_real. 
/ En este caso se ha dejado el número de espiras en 175 por que resulte fácil la cuenta dado que 
/ la superficie es de 175, no obstante, dado que el número de espiras podría variar la corriente 
/ real se deduce a posteriori según la fórmula indicada  
 
 / Se fija un valor para operar directamente con corriente y modificarla después en el batch 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#corriente VALUE=10    
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/================================= Posición angular del rotor ==================================/ 
 
/ Se fija un valor inicial igual a alineamiento para modificarlo posteriormente en el batch 
VARIABLE OPTION=CONSTANT NAME=#alfa VALUE=0                   
 
/=========================== Dimensiones de las capas de las costras ===========================/ 
 
$PARAMETER NAME=#N_capas VALUE=#N_fundas_rot 
$PARAMETER NAME=#Espesor_capa VALUE=1*#Gap 
$PARAMETER NAME=#Anchura_capa VALUE=#L_e+2*#Espesor_capa*#N_capas 
 
/:============== FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DE VARIABLES Variables_1_f.comi ================:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/=========== FICHERO ENCARGADO DE LIMPIAR EL DIBUJO (MODELLER) limpia_dibujo_f.comi ============/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER. Evita el uso del comando clear y se 
/ encarga de restaurar el sistema de coordenadas y limpiar el dibujo mantienendo las variables.  
 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=ModelPart LABEL='Default' 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=YES 
WCS OPTION=UNSET 
 
/:============ FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE LIMPIAR EL DIBUJO limpia_dibujo_f.comi ============:/ 
 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
/========== FICHERO ENCARGADO DE LIMPIAR LAS BOBINAS (MODELLER) limpia_bobinas_f.comi ==========/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER. Evita el uso del comando clear y se 
/ encarga de restaurar el sistema de coordenadas y limpiar el dibujo de las bobinas mantienendo  
/ las variables.  
 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Coiltype LABEL='RACETRACK' 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO 
WCS OPTION=UNSET 
 
/:========== FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE LIMPIAR LAS BOBINAS limpia_bobinas_f.comi ===========:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/========= PRIMER FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR (MODELLER) Crea_rotor_2a_f.comi ==========/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER. Se encarga de crear un semidiente del 
/ rotor a partir de cual se construye el diente completo incluyendo la parte de yugo, el tamaño 
/ del mallado superficial y las costras de aire laterales. 
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/=============================== Construcción del diente del rotor =============================/ 
 
$STRING Di_rot diente_rotor 
/ Creación cilindro exterior 
CYLINDER Name=&Di_rot& X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e MAJORRADIUS=#R3 MINORRADIUS=#R3 
TOPRADIUS=#R3  
/ Creación cilindro interior 
CYLINDER Name=&Di_rot&1 X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+2 MAJORRADIUS=#R2 MINORRADIUS=#R2 
TOPRADIUS=#R2  
/ Selección cilindro exterior  
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Di_rot&  
/ Selección cilindro interior      
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Di_rot&1  
/ Creación del aro del diente rotor 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR  
/ Se rota 90º el rotor para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK PROPERTY=Name LABEL='diente_rotor' PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/========================= Pautas para el mallado del diente del rotor =========================/ 
  
/ Se establece el tamaño del mallado de la superficie externa del diente 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R3 PTV=0 PTW=#L_e/2 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL='Superf_diente_rotor' ELEMENTTYPE=Linear SIZE=#sizeSupCilRotor  
PICK OPTION=GUIUPDATE  
 
/ Cortes para formar el diente del rotor 
$STRING Corte Cortes_rotor 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R2-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R3+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$'| PICK OPTION=GUIUPDATE  
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90  
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='plano inferior' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=-#tr/2 DW=0  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='diente_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Eliminación del aro sobrante 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R2+(#R3-#R2)/2 PTV=-#tr/4 PTW=#L_e/2 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='semiDientRotor' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0  
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='diente_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
 
/ Creación del semiyugo del rotor con el que se creará el yugo asociado a un diente 
$STRING Yu_rot Yugo_rotor 
/ Creación cilindro exterior N=2 
CYLINDER Name=&Yu_rot& X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e MAJORRADIUS=#R2 MINORRADIUS=#R2 TOPRADIUS=#R2  
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/ Creación cilindro interior N=3 
CYLINDER Name=&Yu_rot&1 X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+2 MAJORRADIUS=#R1 MINORRADIUS=#R1 TOPRADIUS=#R1 
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Yu_rot&  
/ Creación del aro 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Yu_rot&1 COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR  
  
/========================== Pautas para el mallado del yugo del rotor ==========================/ 
 
/ Se rota el yugo del rotor para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar  
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='Yugo_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE PICK 
OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/ Cortes para formar el yugo del rotor 
$STRING Corte Cortes_yugo_rotor 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R1-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R2+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
/ Copia girada 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE= #Paso_ang_rotor/2  
 
PICK OPTION=RESET  
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Name LABEL=Yugo_rotor  
PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte$ 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Eliminación del aro sobrante 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R1+(#R2-#R1)/2 PTV=-#tr/4 PTW=#L_e/2 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='semiYugoRotor' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0  
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='Yugo_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO 
 
/ Costra de capas de aire del yugo del rotor 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R2-1 PTV=-1 PTW=#L_e+1 
/ Arrastra la cara para construir la costra  
SWEEP TYPE=DISTANCE DRAFTTYPE=NONE REGULAR=NO RIGID=NO DISTANCE=#Espesor_capa +KEEP    
PICK OPTION=RESET 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ADD, TYPE=CELL PTU=#R2-1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Espesor_capa 
LABEL OPTION=ADD LABEL='costra_yugo_rotor'  
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_yugo_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES TYPE=DISPLACE COUNT=#N_capas-1 DU=0 DV=0 DW=#Espesor_capa 
PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=RESET 
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PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL=costra_yugo_rotor  
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL 
TRANSFORM OPTION=COPY TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=-(#L_e+#N_capas*#Espesor_capa) 
 
/ Costra de capas de aire del diente del rotor 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R3-1 PTV=-1 PTW=#L_e+1 
/ Arrastra la cara para construir la costra 
SWEEP TYPE=DISTANCE DRAFTTYPE=NONE REGULAR=NO RIGID=NO DISTANCE=#Espesor_capa +KEEP    
PICK OPTION=RESET 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ADD, TYPE=CELL PTU=#R3-1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Gap 
LABEL OPTION=ADD LABEL='costra_diente_rotor'  
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_diente_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES TYPE=DISPLACE COUNT=#N_capas-1 DU=0 DV=0 DW=#Espesor_capa 
PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL=costra_diente_rotor 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL 
TRANSFORM OPTION=COPY TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=-(#L_e+#N_capas*#Espesor_capa) 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Habrá que integrarlo posteriormente 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=diente_rotor  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=Yugo_rotor  
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\solo rotor.opc' 
 
/:========= FIN DEL PRIMER FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR Crea_rotor_2a_f.comi ===========:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/==== FICHERO ENCARGADO DE CREAR LAS CAPAS REDONDAS (MODELLER) Crea_capas_redondas_2b_f.comi ===/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear las capas redondas 
 
$STRING Corte Cortes_capa 
$ DO #capa #N_capas 1 -1  
 
/==================== Creación de los cilindros desde afuera hacia adentro =====================/ 
  
CYLINDER Name=&gap&%int(#capa) X0=0 Y0=0 Z0=-(#Anchura_capa-#L_e)/2 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+(#Anchura_capa-#L_e)/2  
MAJORRADIUS=#Radio_min+#capa*#Espesor_capa  
MINORRADIUS=#Radio_min+#capa*#Espesor_capa  
TOPRADIUS=#Radio_min+#capa*#Espesor_capa 
 
CYLINDER Name=&gap& X0=0 Y0=0 Z0=-((#Anchura_capa-#L_e)/2+#Margen) X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+(#Anchura_capa-#L_e)/2+#Margen, 
MAJORRADIUS=#Radio_min+(#capa-1)*#Espesor_capa  
MINORRADIUS=#Radio_min+(#capa-1)*#Espesor_capa  
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TOPRADIUS=#Radio_min+(#capa-1)*#Espesor_capa 
/ Selección del cilindro exterior 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Selección del cilindro interior 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap& | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Creación del aro   
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR 
 
/==================================== Giro de los cilindros ===================================/  
 
/ Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE   
/ Giro de los cilindros 90    
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/========================== Cortes para formar las capas cilindricas ===========================/ 
 
$STRING Corte Cortes_cilindro 
BLOCK Name=&Corte& X0=#Radio_min-#Margen Y0=-((#Anchura_capa-#L_e)/2+#Margen) Z0=0 
X1=#Radio_min+#Margen Y1=#L_e+(#Anchura_capa-#L_e)/2+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte& | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1  
ANGLE=-#Paso_ang_rotor/2 |/copia girada 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=DISPLACE DU=0 DV=-#Despl_plano DW=0  
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/================================ Eliminación del aro sobrante ================================/ 
 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#Radio_min+#capa*#Espesor_capa-0.5*#Espesor_capa/#N_capas PTV=#Gap/2 PTW=#L_e/2 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
$ END DO 
/ se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ALL TYPE=BODY 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
 
/:===== FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCION DE LAS CAPAS REDONDAS Crea_capas_redondas_2b_f.comi ===:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/========= SEGUNDO FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR (MODELLER) Crea_rotor_2b_f.comi =========/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear las costras 
/ internas de aire del rotor. En él se llama al fichero Crea_capas_redondas_2b_f.comi  
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$PARAMETER NAME=#Radio_min VALUE=#R1-#Espesor_capa*#N_capas  
$PARAMETER NAME=#Despl_plano VALUE=0 
$STRING gap costra_redo_int 
/ Se especifica en el fichero de llamada 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_capas_redondas_2b_f.comi 
 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\&gap&.opc' 
 
/:========  FIN DEL SEGUNDO FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR Crea_rotor_2b_f.comi ==========:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/========= TERCER FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR (MODELLER) Crea_rotor_2c_f.comi ==========/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear las costras 
/ externas de aire del rotor. En él se llama al fichero Crea_capas_redondas_2b_f.comi  
 
$PARAMETER NAME=#Radio_min VALUE=#R2 
$PARAMETER NAME=#Despl_plano VALUE=#tr/2 
$STRING gap costra_redo_ext 
/ Se especifica en el fichero de llamada 
$COMINPUT &logs_modeller&\Crea_capas_redondas_2b_f.comi 
 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\&gap&.opc' 
 
/:==========  FIN DEL TERCER FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR Crea_rotor_2c_f.comi =========:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/========== CUARTO FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR (MODELLER) Crea_rotor_2d_f.comi =========/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER. Con él se completa el dibujo del rotor 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\costra_redo_ext.opc' 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\costra_redo_int.opc'  
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ALL TYPE=CELL 
LABEL OPTION=ADD LABEL='las_costras_redondas' 
 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\solo rotor.opc'  
FILTER TYPE=BODY 
 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=diente_rotor  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=costra_redo_ext1  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=costra_redo_int1  
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
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$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\solo rotor.opc' 
 
/:=========  FIN DEL CUARTO FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ROTOR Crea_rotor_2d_f.comi ==========:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/=========== FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ESTATOR (MODELLER) Crea_estator_3_f.comi ============/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/  Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear un semidiente 
/ del estator a partir del cual se creará uno completo 
 
/ Restablecimiento del sistema de coordenadas 
WCS OPTION=UNSET 
$STRING dient_est diente_estator     
/ Creación del cilindro exterior 
CYLINDER Name=&dient_est& X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e MAJORRADIUS=#R5 MINORRADIUS=#R5 TOPRADIUS=#R5 
/ Creación cilindro interior 
CYLINDER Name=&dient_est&1 X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+1 MAJORRADIUS=#R4 MINORRADIUS=#R4 TOPRADIUS=#R4 
/ Selección de aro exterior 
PICK OPTION=ADD , PICK PROPERTY=Name LABEL='&dient_est&'  
/ Selección de aro interior 
PICK OPTION=ADD , PICK PROPERTY=Name LABEL='&dient_est&1' 
/ Creación del aro 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR          
 
/ Se rota el estator para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK PROPERTY=Name LABEL='diente_estator' 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/============================= Pautas para el mallado del estator ==============================/ 
 
/ Cortes para formar el diente del estator 
$STRING Corte Cortes_estator 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R4-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R5+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='plano inferior' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=-#ts/2 DW=0  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='diente_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
/ Eliminación del aro sobrante 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R4+(#R5-#R4)/2 PTV=-#tr/4 PTW=#L_e/2 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='semiDientEstator' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0 
FILTER TYPE=BODY 
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PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='diente_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
 
/ Creación del semiyugo del estator con el que se creará el yugo asociado a un diente 
$STRING Yu_est Yugo_estator 
/ Creación cilindro exterior N=2 
CYLINDER Name=&Yu_est& X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e MAJORRADIUS=#R6 MINORRADIUS=#R6 TOPRADIUS=#R6  
/ Creación cilindro interior N=3 
CYLINDER Name=&Yu_est&1 X0=0 Y0=0 Z0=0 X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+2 MAJORRADIUS=#R5 MINORRADIUS=#R5 TOPRADIUS=#R5 
/ Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Yu_est&     
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Yu_est&1   
/ Creación del aro 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR     
 
/============================ Pautas para el mallado del yugo del estator ======================/ 
 
/ Se rota el yugo del rotor para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='Yugo_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/ Cortes para formar el yugo del estator 
$STRING Corte Cortes_yugo_estator 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R5-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R6+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
/ Copia girada 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=-#Paso_ang_estat/2  
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='Yugo_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Eliminación del aro sobrante 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R5+(#R6-#R5)/2 PTV=-#ts/4 PTW=#L_e/2 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='semiYugoEstator' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='Yugo_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
 
/ Costra yugo estator 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R5+1 PTV=-1 PTW=#L_e+1 
/ Arrastra la cara para construir la costra 
SWEEP TYPE=DISTANCE DRAFTTYPE=NONE REGULAR=NO RIGID=NO DISTANCE=#Espesor_capa +KEEP  
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PICK OPTION=RESET 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ADD, TYPE=CELL PTU=#R5+1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Espesor_capa 
LABEL OPTION=ADD LABEL='costra_yugo_estator' 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_yugo_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES TYPE=DISPLACE COUNT=#N_capas-1 DU=0 DV=0 DW=#Espesor_capa 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL=costra_yugo_estator 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL 
TRANSFORM OPTION=COPY TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=-(#L_e+#N_capas*#Espesor_capa) 
 
/ Costra diente estator 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R4+1 PTV=-1 PTW=#L_e+1 
/ Arrastra la cara para construir la costra 
SWEEP TYPE=DISTANCE DRAFTTYPE=NONE REGULAR=NO RIGID=NO DISTANCE=#Espesor_capa +KEEP  
PICK OPTION=RESET 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ADD, TYPE=CELL PTU=#R4+1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Gap 
LABEL OPTION=ADD LABEL='costra_diente_estator' 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_diente_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES TYPE=DISPLACE COUNT=#N_capas-1 DU=0 DV=0 DW=#Espesor_capa 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL=costra_diente_estator 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL 
TRANSFORM OPTION=COPY TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=-(#L_e+#N_capas*#Espesor_capa) 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=diente_estator 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=Yugo_estator  
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\solo estator.opc' 
 
/:======= FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCION DEL DIENTE DEL ESTATOR Crea_estator_3_f.comi ========:/  
 
/###############################################################################################/ 
/======== FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL AIRE EN EL ROTOR (MODELLER) Aire_rotor_4_f.comi ========/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear el aire entre  
/ dientes del rotor. 
 
/==================== Construcción del espacio de aire entre dientes del rotor =================/ 
 
$STRING aire_rot aire_rotor 
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/ Creación del cilindro exterior 
CYLINDER Name=&aire_rot& X0=0 Y0=0 Z0=-#Espesor_capa*#N_capas X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Espesor_capa*#N_capas  
MAJORRADIUS=#R3 MINORRADIUS=#R3 TOPRADIUS=#R3  
/ Creación cilindro interior 
CYLINDER Name=&aire_rot&1 X0=0 Y0=0 Z0=-#Margen X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen  
MAJORRADIUS=#R2 MINORRADIUS=#R2 TOPRADIUS=#R2  
/ Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&aire_rot& 
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&aire_rot&1 
/ Creación del aro 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR     
 
/ Se rota el aro de aire del rotor para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK PROPERTY=Name LABEL='aire_rotor' 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/================= Pautas para el mallado del aire del rotor contiguo al yugo ==================/ 
 
/ Se crean tres capas por debajo de la superficie cilíndrica interna de espesor igual al entrehierro 
/ PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R2+1 PTV=-(#tr+2) PTW=#L_e/2  
/ FACEDATA OPTION=MODIFY ELEMENTTYPE=Linear FORLAYERS=3 FOROFFSET=#Gap  
 
/============================ Cortes para formar el aire del rotor =============================/ 
 
$STRING Corte Cortes_aire_rotor 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R2-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R3+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=-#Paso_ang_rotor/2  
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=DISPLACE DU=0 DV=-#tr/2 DW=0  
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='aire_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior'  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1'  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/================================ Eliminacion del aro sobrante =================================/ 
 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R2+(#R3-#R2)/2 PTV=-#tr/2-1 PTW=#L_e/2 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='AireRotor' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='aire_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO    
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/================= Pautas para el mallado del aire del rotor contiguo al diente ================/ 
 
/ Cortes para formar el mallado del aire del rotor 
$STRING Corte Cortes_aire_rotor 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R2-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R3+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=DISPLACE DU=0 DV=-#tr/2 DW=0  
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=DISPLACE COUNT=#N_capas DU=0 DV=-#Gap DW=0 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=aire_rotor  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte$  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\aire rotor.opc' 
 
/:======= FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL AIRE EN EL ROTOR  Aire_rotor_4_f.comi =========:/ 
 
/###############################################################################################/
/====== FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL AIRE EN EL ESTATOR (MODELLER) Aire_estator_5_f.comi ======/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear el aire entre  
/ dientes del estator. 
 
/================== Construcción del espacio de aire entre polos del estator ===================/ 
 
/Se restaura el sistema de coordenadas 
WCS OPTION=UNSET 
$STRING aire_est aire_estator 
/ Creación cilindro exterior dependiedo del tipo de motor 
 
$IF VLU1=#redondo LOP=EQ VLU2=0 |/el valor=0 indica que se quiere un motor prismático 
/ Creación cilindro exterior 
CYLINDER Name=&aire_est& X0=0 Y0=0 Z0=-#Espesor_capa*#N_capas X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Espesor_capa*#N_capas  
MAJORRADIUS=#R5/cosd(360/(2*#Ne)) MINORRADIUS=#R5/cosd(360/(2*#Ne)) 
TOPRADIUS=#R5/cosd(360/(2*#Ne))  
 
$ELIF VLU1=#redondo LOP=EQ VLU2=1 |/el valor=1 indica que se quiere un motor redondo 
/ Creación cilindro exterior 
CYLINDER Name=&aire_est& X0=0 Y0=0 Z0=-#Espesor_capa*#N_capas X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Espesor_capa*#N_capas  
MAJORRADIUS=#R5 MINORRADIUS=#R5 TOPRADIUS=#R5  
$END TYPE=IF 
 
/ Creación cilindro interior 
CYLINDER Name=&aire_est&1 X0=0 Y0=0 Z0=-#Margen X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen MAJORRADIUS=#R4 
MINORRADIUS=#R4 TOPRADIUS=#R4  
/ Selección cilindro exterior 
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PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&aire_est&     
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&aire_est&1 
/ Creación del aro    
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR    
  
/ Se rota el aro de aire del estator para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='aire_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/================ Pautas para el mallado del aire del estator contiguo al yugo =================/ 
 
/ Se crean tres capas por debajo de la superficie cilíndrica interna de espesor igual al entrehierro 
/ Se anulan porque crean problemas al crear el modelo 
/ PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R5-1 PTV=-(#ts+2) PTW=#L_e/2  
/ FACEDATA OPTION=MODIFY ELEMENTTYPE=Linear BACKLAYERS=3 BACKOFFSET=#Gap 
/ FACEDATA OPTION=MODIFY ELEMENTTYPE=Linear FORLAYERS=3 FOROFFSET=#Gap 
 
/=========================== Cortes para formar el aire del estator ============================/ 
 
$STRING Corte Cortes_aire_estator 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R4-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R5+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=-#Paso_ang_estat/2  
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=DISPLACE DU=0 DV=-#ts/2 DW=0  
 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='aire_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior'  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/================================= Eliminación del aro sobrante ================================/ 
 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R4+(#R5-#R4)/2 PTV=-#ts/2-1 PTW=#L_e/2 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='AireEstator' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='aire_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
 
/ Trimming de aire del estator para que se ajuste a la forma prismática 
$IF VLU1=#redondo LOP=EQ VLU2=0 |/el valor=0 indica que se quiere un motor prismático 
BLOCK Name=&trim& X0=#R5 Y0=0 Z0=-#Espesor_capa*#N_capas X1=#R6 Y1=-#R5*tand(360/(2*#Ne)) 
Z1=#L_e+#Espesor_capa*#N_capas 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
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PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='aire_estator' 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&trim&' 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR 
$END TYPE=IF 
 
/=============== Pautas para el mallado del aire del estator contiguo al diente ================/ 
 
/ Cortes para formar el mallado del aire del estator 
$STRING Corte Cortes_aire_estator 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R4-#Margen Y0=-#Margen Z0=0 X1=#R5+#Margen Y1=#L_e+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=DISPLACE DU=0 DV=-#tr/2 DW=0  
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=DISPLACE COUNT=2 DU=0 DV=-#Gap DW=0 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=aire_estator  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte$  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\aire estator.opc' 
 
/:======= FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL AIRE EN EL ESTATOR Aire_estator_5_f.comi ======:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/== FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ENTREHIERRO DEL ROTOR (MODELLER) Entrehierro_rotor_6_f.comi ==/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear el entrehierro 
/ del rotor. Para lograr mayor precisión se crean 5 entrehierros de aire. De ellos 3 en el rotor  
/ y 1 en el estator. Se hacen de espesor #Gap/5 = 0.06, siendo su profundidad igual a la del 
/ background. 
 
$STRING gap gap_rotor 
$STRING Corte Cortes_entrehierro_rotor 
$ DO #capa #capas_gap_rot 1 -1  
 
/ Creación de los cilindros 
CYLINDER Name=&gap&%int(#capa) X0=0 Y0=0 Z0=-#Espesor_capa*#N_capas X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Espesor_capa*#N_capas  
MAJORRADIUS=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap) MINORRADIUS=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap) 
TOPRADIUS=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap) 
CYLINDER Name=&gap& X0=0 Y0=0 Z0=-(#Margen_bgnd+#Margen) X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen 
MAJORRADIUS=#R3+(#capa-1)*(#Gap/#N_capas_gap) MINORRADIUS=#R3+(#capa-1)*(#Gap/#N_capas_gap) 
TOPRADIUS=#R3+(#capa-1)*(#Gap/#N_capas_gap) 
/ Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap& | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Creación del aro       
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COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR     
 
/ Selección cilindro exterior 
 PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE      
/ Giro de los cilindros 90 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/======================== Cortes para formar el entrehierro del rotor ==========================/ 
 
$STRING Corte Cortes_entrehierro_rotor 
BLOCK Name=&Corte& X0=#R3-#Margen Y0=-(#Margen_bgnd+#Margen) Z0=0 X1=#R3+#Margen Y1=#L_e+#Mar-
gen_bgnd+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte& | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=-#Paso_ang_rotor/2 |/copia girada 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/================================= Eliminación del aro sobrante ================================/ 
 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap)-0.5*#Gap/#N_capas_gap PTV=-
0.5*#Gap/#N_capas_gap PTW=#L_e 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='capas_ent_rot' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0  
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE   
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
$ END DO 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\entrehierro rotor.opc' 
 
/:=== FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCION DEL ENTREHIERRO DEL ROTOR Entrehierro_rotor_6_f.comi ====:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/ FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ENTREHIERRO DEL ESTATOR (MODELLER) Entrehierro_estator_7_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de crear el entrehierro 
/ del estator. Para lograr mayor precisión se crean 5 entrehierros de aire. De ellos 3 en el 
/ rotor 1 en el estator. Se hacen de espesor #Gap/5 = 0.06, siendo su profundidad igual a la del 
/ background. 
 
$STRING gap gap_estator 
$STRING Corte Cortes_entrehierro_estator 
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$ DO #capa (#capas_gap_est+#capas_gap_rot) (1+#capas_gap_rot) -1  
 
/ Creación de los cilindros 
CYLINDER Name=&gap&%int(#capa) X0=0 Y0=0 Z0=-#Espesor_capa*#N_capas X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Espesor_capa*#N_capas  
MAJORRADIUS=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap) MINORRADIUS=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap) 
TOPRADIUS=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap) 
CYLINDER Name=&gap& X0=0 Y0=0 Z0=-(#Margen_bgnd+#Margen) X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen 
MAJORRADIUS=#R3+(#capa-1)*(#Gap/#N_capas_gap) MINORRADIUS=#R3+(#capa-1)*(#Gap/#N_capas_gap)  
TOPRADIUS=#R3+(#capa-1)*(#Gap/#N_capas_gap) 
Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Selección cilindro interior     
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap& | PICK OPTION=GUIUPDATE   
/ Creación del aro  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR     
 
/ Selección cilindro exterior  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE  
Giro de los cilindros 90 
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/ Cortes para formar el entrehierro del estator 
$STRING Corte Cortes_entrehierro_estator 
BLOCK Name=&Corte& X0=#R3-#Margen Y0=-(#Margen_bgnd+#Margen) Z0=0 X1=#R3+#Margen Y1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte& | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
/ Copia girada 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=-#Paso_ang_estat/2  
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior1' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=ADD, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='plano inferior' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Eliminación del aro sobrante 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R3+#capa*(#Gap/#N_capas_gap)-0.5*#Gap/#N_capas_gap PTV=-0.5*#Gap/#N_capas_gap PTW=#L_e 
TRANSFORM OPTION=COPY LABEL='capas_ent_est' TYPE=DISPLACE COUNT=1 DU=0 DV=0 DW=0  
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL=&gap&%int(#capa) | PICK OPTION=GUIUPDATE   
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
$ END DO 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\entrehierro estator.opc' 
 
/:= FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL ENTREHIERRO DEL ESTATOR Entrehierro_estator_7_f.comi :/  
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/###############################################################################################/ 
/=== FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL BACKGROUND DEL ROTOR (MODELLER) background_rotor_8_f.comi ===/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción del  
/ background del rotor. La construcción del bacground se ha dividio en dos partes. Una abarca 
/ el rotor más los entrehierros 1 2 y 3. La la otra abarca el estator más los entrehierros 4 y 5. 
 
/ Creación del background que abarca el rotor y los tres entrehierros 
 
$STRING Bgnd_rotor background_rotor 
CYLINDER Name=&Bgnd_rotor& X0=0 Y0=0 Z0=-#Margen_bgnd X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd 
MAJORRADIUS=#R3+#capas_gap_rot*(#Gap/#N_capas_gap) 
MINORRADIUS=#R3+#capas_gap_rot*(#Gap/#N_capas_gap) 
TOPRADIUS=#R3+#capas_gap_rot*(#Gap/#N_capas_gap) 
CYLINDER Name=&Bgnd_rotor&1 X0=0 Y0=0 Z0=-(#Margen_bgnd+#Margen) X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen  
MAJORRADIUS=#R1-#Margen_rad_bgnd MINORRADIUS=#R1-#Margen_rad_bgnd TOPRADIUS=#R1-#Margen_rad_bgnd 
/ Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_rotor&     
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_rotor&1  
/ Creación del aro   
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR 
 
/ Se divide el background en dos trozos 
CYLINDER Name=&Bgnd_rotor&2 X0=0 Y0=0 Z0=-#Margen_bgnd X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd 
MAJORRADIUS=#R3+#capas_gap_rot*(#Gap/#N_capas_gap) 
MINORRADIUS=#R3+#capas_gap_rot*(#Gap/#N_capas_gap) 
TOPRADIUS=#R3+#capas_gap_rot*(#Gap/#N_capas_gap) 
CYLINDER Name=&Bgnd_rotor&1 X0=0 Y0=0 Z0=-(#Margen_bgnd+#Margen) X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen  
MAJORRADIUS=#R1 MINORRADIUS=#R1 TOPRADIUS=#R1 
FILTER TYPE=BODY 
FILTER COMMAND=PICK 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_rotor&2 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_rotor&1 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='background_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='background_rotor2' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
 
/====================== Aislamiento de la cuña del background del rotor ========================/ 
 
/ Se rota el background del rotor para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='background_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
/ Cortes del background 
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BLOCK Name=&Corte$ X0=#R1-(#Margen_rad_bgnd+#Margen) Y0=-(#Margen_bgnd+#Margen) Z0=0  
X1=#R3+#Margen Y1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=-#Paso_ang_rotor/2 |/copia girada 
PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=background_rotor  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte$  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Eliminación del aro sobrante #ESPESOR_CAPA*#N_CAPAS #N_capas_gap #Gap 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R3+(#Gap/#N_capas_gap) PTV=1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R1-(#Gap) PTV=#Gap/2 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
 
/====================== Propiedades de las caras del background del rotor ======================/ 
 
/ Propiedes de las caras laterales salvo los cortes de los extremos 
/ Superficies cilindricas del rotor. Solamente las que no son comunes a rotor y estator 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1-#Margen_rad_bgnd-1 PTV=-1 PTW=#L_e 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL=sup_cilindricas_background LEVEL=5 ELEMENTTYPE=Linear SIZE=#sizeSupCilBgnd 
/ Superficies laterales 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1+1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1-1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1+1 PTV=-1 PTW=-#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1-1 PTV=-1 PTW=-#Margen_bgnd 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL=lateral_background LEVEL=5 ELEMENTTYPE=Linear SIZE=#size_lat_bgnd 
 
/ Se establecen las propiedades del volumen (celda) y se le da nombre como celda 
/ Se selecciona el aro cortado como body 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='background_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
FILTER TYPE=CELL 
/ Se cambia lo se leccionado a tipo cell 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL                           
CELLDATA OPTION=MODIFY VOLUMELABEL='background_rotor' MATERIALLABEL='Air' POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear  
 
/ Se le cambia el nombre para que actúe de background 
PICK OPTION=ADD,  ,  PICK PROPERTY=Name LABEL='&Bgnd_rotor&'  
RENAME NAME=background 
 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\background rotor.opc' 
 
/:==== FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL BACKGROUND DEL ROTOR background_rotor_8_f.comi ===:/ 
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/###############################################################################################/ 
/= FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL BACKGROUND DEL ESTATOR (MODELLER) background_estator_9_f.comi =/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción del  
/ background del estator. La construcción del bacground se ha dividio en dos partes. Una abarca 
/ el rotor más los entrehierros 1 2 y 3. La la otra abarca el estator más los entrehierros 4 y 5. 
 
/ Creación del background que abarca el estator y los dos entrehierros 
 
$STRING Bgnd_estator background_estator 
CYLINDER Name=&Bgnd_estator& X0=0 Y0=0 Z0=-#Margen_bgnd X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd  
MAJORRADIUS=#R6+#Margen_rad_bgnd MINORRADIUS=#R6+#Margen_rad_bgnd TOPRADIUS=#R6+#Margen_rad_bgnd 
CYLINDER Name=&Bgnd_estator&1 X0=0 Y0=0 Z0=-(#Margen_bgnd+#Margen)  
X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen  
MAJORRADIUS=#R4-#capas_gap_est*(#Gap/#N_capas_gap) MINORRADIUS=#R4-#capas_gap_est*(#Gap/#N_capas_gap), 
TOPRADIUS=#R4-#capas_gap_est*(#Gap/#N_capas_gap) 
/ Selección cilindro exterior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_estator&  
/ Selección cilindro interior 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_estator&1 
/ Creación del aro 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR 
 
/ Se divide el background en dos trozos 
CYLINDER Name=&Bgnd_estator&2 X0=0 Y0=0 Z0=-#Margen_bgnd X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd 
MAJORRADIUS=#R6 MINORRADIUS=#R6 TOPRADIUS=#R6 
CYLINDER Name=&Bgnd_estator&1 X0=0 Y0=0 Z0=-(#Margen_bgnd+#Margen) X1=0 Y1=0 Z1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen 
MAJORRADIUS=#R5 MINORRADIUS=#R5 TOPRADIUS=#R5 
FILTER TYPE=BODY 
FILTER COMMAND=PICK 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_estator&2 
PICK OPTION=ADD PROPERTY=NAME LABEL=&Bgnd_estator&1 
COMBINE OPERATION=SUBTRACT +REGULAR 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='background_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='background_estator2' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
 
/=========================== Aislamiento del background del estator ============================/ 
 
/ Se rota el background del estator para evitar que el corte del aro esté en la zona usada para seleccionar 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ADD, 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=UniqueName LABEL='background_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
TRANSFORM OPTION=APPLY TYPE=ROTATE ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=90 
 
/ Cortes del background 
BLOCK Name=&Corte$ X0=#R4-(#Margen) Y0=-(#Margen_bgnd+#Margen) Z0=0 
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X1=#R6+#Margen_rad_bgnd+#Margen Y1=#L_e+#Margen_bgnd+#Margen Z1=0 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='&Corte$' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
TRANSFORM OPTION=APPLY KEEP=YES TYPE=ROTATE ROTU=1 ROTV=0 ROTW=0 ANGLE=90 
/ Copia girada 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL='plano inferior' TYPE=ROTATE COUNT=1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=-#Paso_ang_estat/2 PICK OPTION=RESET 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=background_estator  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=&Corte$  
COMBINE OPERATION=SUBTRACT -REGULAR 
 
/ Eliminación del aro sobrante 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R4+2.5*(#Gap/5) PTV=1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R5+2.5*(#Gap/5) PTV=1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=TOGGLE, TYPE=CELL PTU=#R6+2.5*(#Gap/5) PTV=1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
DELETE REGULARISE=YES EXTERNAL=NO  
 
/===================== Propiedades de las caras del background del estator =====================/ 
 
/ Propiedades de las caras laterales salvo los cortes de los extremos 
/ Superficies cilíndricas del estator. Solamente las que no son comunes a rotor y estator 
 
/ Se desplaza el background del rotor para seleccionar bien las superficies 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R6+#Margen_rad_bgnd+1 PTV=-1 PTW=#L_e 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL=sup_cilindricas_background LEVEL=5 ELEMENTTYPE=Linear 
SIZE=#sizeSupCilBgnd 
 
/ Superficies laterales 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R4+1 PTV=-1 PTW=-#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R5+1 PTV=-1 PTW=-#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R6+1 PTV=-1 PTW=-#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R4+1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R5+1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R6+1 PTV=-1 PTW=#L_e+#Margen_bgnd 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL=lateral_background LEVEL=5 ELEMENTTYPE=Linear SIZE=#size_lat_bgnd 
 
/ Se establecen las propiedades del volumen (celda) y se le da nombre como celda 
/ Se selecciona el aro cortado como body 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='background_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
/ Se cambia lo se leccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL                             
CELLDATA OPTION=MODIFY VOLUMELABEL='background_estator' MATERIALLABEL='Air' POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear   
 
/ Se le cambia el nombre para que actúe de background 
PICK OPTION=ADD,  ,  PICK PROPERTY=Name LABEL='&Bgnd_estator&'  
RENAME NAME=background 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
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SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\background estator.opc' 
 
/:==== FIN FICHERO ENCARGADO DE CREAR EL BACKGROUND DEL ESTATOR background_estator_9_f.comi ===:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/ FICHERO DE DEFINICIÓN DE MATERIALES EN EL YUGO Y EN EL DIENTE DEL ROTOR (MODELLER) Materiales_10a_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir los materiales 
/ en el en yugo y el diente del rotor. Para ello se recuperan las figuras y se almacenan de nuevo 
/ individualmente. 
 
/ Carga del rotor 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\solo rotor.opc' 
/ Definición del diente y yugo del rotor 
PICK OPTION=ALL TYPE=CELL 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_diente_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_yugo_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='las_costras_redondas' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=hierro VOLUMELABEL=hierro_rotor POTENTIAL=Total 
ELEMENTTYPE=Linear LEVEL=9 SIZE=#size_rotor 
/ Definición de las costras del rotor 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_yugo_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_diente_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='las_costras_redondas' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=costras POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear 
LEVEL=6 SIZE=#size_costras 
/ Almacenamiento 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\solo rotor.opc' 
 
/: FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DE MATERIALES EN EL YUGO Y EN EL DIENTE DEL ROTOR Materiales_10a_f.comi :/ 
 
/###############################################################################################/ 
/  FICHERO DE DEFINICIÓN DE MATERIALES EN EL YUGO Y EN EL DIENTE DEL ESTATOR (MODELLER) Materiales_10b_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir los materiales 
/ en el en yugo y el diente del estator. Para ello se recuperan las figuras y se almacenan de  
/ nuevo individualmente. 
 
/ Carga del estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\solo estator.opc' 
/ Definición del diente y yugo del estator 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='diente_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='Yugo_estator'  
/ Se cambia lo seleccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
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PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL    
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_diente_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_yugo_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=hierro VOLUMELABEL=hierro_estator POTENTIAL=Total 
ELEMENTTYPE=Linear LEVEL=9 SIZE=#size_estator 
/ Definición de las costras del estator 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_diente_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='costra_yugo_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=costras POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear 
LEVEL=6 SIZE=#size_costras 
/ Almacenamiento 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\solo estator.opc' 
 
/: FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DE MATERIALES EN EL YUGO Y EN EL DIENTE DEL ESTATOR Materiales_10b_f.comi :/ 
 
/###############################################################################################/ 
/  FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL EN EL ENTREHIERRO DEL ROTOR (MODELLER) Materiales_10c_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir el material en 
/ el entrehierro del rotor. Para ello se recuperan las figuras y se almacenan de nuevo  
/ individualmente. 
 
/ Carga del entrehierro del rotor 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\entrehierro rotor.opc' 
/ Definición del entrehierro de aire del rotor 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='capas_ent_rot1' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Se cambia lo seleccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL 
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=entrehierro_rotor POTENTIAL=Total 
ELEMENTTYPE=Linear LEVEL=7 SIZE=#size_entrehierr 
/Almacenamiento 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\entrehierro rotor.opc' 
 
/:= FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL EN EL ENTREHIERRO DEL ROTOR Materiales_10c_f.comi =:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/ FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL EN EL ENTREHIERRO DEL ESTATOR (MODELLER) Materiales_10d_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir el material en 
/ el entrehierro del estator. Para ello se recuperan las figuras y se almacenan de nuevo  
/ individualmente. 
 
/ carga del entrehierro del estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\entrehierro estator.opc' 
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/ Definición del entrehierro de aire del estator 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL='capas_ent_est1' | PICK OPTION=GUIUPDATE  
/ Se cambia lo seleccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL    
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=entrehierro_estator POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear LEVEL=8 SIZE=#size_entrehierr 
/ Almacenamiento 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\entrehierro estator.opc' 
 
/:= FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL EN EL ENTREHIERRO DEL ESTATOR Materiales_10d_f.comi =:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/== FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL ENTRE POLOS DEL ROTOR (MODELLER) Materiales_10e_f.comi ==/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir el material 
/ entre los polos del rotor. Para ello se recuperan las figuras y se almacenan de nuevo  
/ individualmente. 
 
/ Carga del aire entre polos del rotor 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\aire rotor.opc'  
/ Definición de el aire entrepolos del rotor 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='aire_rotor' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
/ Se cambia lo seleccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL    
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=aire_rotor POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear LEVEL=5 SIZE=#size_air_entrep 
/ Almacenamiento 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\aire rotor.opc' 
 
/:=== FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL ENTRE POLOS DEL ROTOR Materiales_10e_f.comi ==:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/= FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL ENTRE POLOS DEL ESTATOR (MODELLER) Materiales_10f_f.comi =/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir el material 
/ entre los polos del estator. Para ello se recuperan las figuras y se almacenan de nuevo  
/ individualmente. 
 
/ Carga del aire entre polos del estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\aire estator.opc'  
/ Definición de el aire entrepolos del estator 
PICK OPTION=GUIUPDATE 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL='aire_estator' | PICK OPTION=GUIUPDATE 
/ Se cambia lo seleccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
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PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL    
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=aire_estator POTENTIAL=Total ELEMENTTYPE=Linear 
LEVEL=6 SIZE=#size_air_entrep 
/ Almacenamiento 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\aire estator.opc' 
 
/:== FIN DEL FICHERO DE DEFINICIÓN DEL MATERIAL ENTRE POLOS DEL ESTATOR Materiales_10f_f.comi =:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/== FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DE DIENTES DEL ROTOR (MODELLER) Grupo_dientes_11a_f.comi =/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción del  
/ grupo de dientes del rotor. El background del rotor se construye aparte para establecer sobre él  
/ las condiciones de contorno. 
 
/ Carga de los elementos del rotor 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\solo rotor.opc'  
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\aire rotor.opc' 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\entrehierro rotor.opc' 
 
/ Construcción del grupo de dientes del rotor por reflexión de un semidiente 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ALL TYPE=CELL   |/se selecciona todo 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL=copia_diente_rotor TYPE=REFLECT COUNT=-1 NU=0 NV=1 NW=0 
PICK OPTION=ADD, 
PICK PROPERTY=Labels LABEL='copia_diente_rotor1' 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL   |/se cambia lo seleccionado a tipo cell 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL=copia_diente_rotor TYPE=ROTATE COUNT=-1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=-#Paso_ang_rotor 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES LABEL=copia_diente_rotor TYPE=ROTATE COUNT=-1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 
ANGLE=#Paso_ang_rotor 
PICK OPTION=RESET 
/ Unión de objetos para facilitar la creación del modelo 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ALL TYPE=BODY 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
/ Almacenamiento del rotor 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\todoelrotor.opc' 
 
/:== FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DE DIENTES DEL ROTOR Grupo_dientes_11a_f.comi ==:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/ FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DE DIENTES DEL ESTATOR (MODELLER) Grupo_dientes_11b_f.comi  / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción del 
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/ grupo de dientes del estator. El background del rotor se construye aparte para establecer sobre  
/ él las condiciones de contorno. 
 
/ Carga de los elementos del estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\solo estator.opc' 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\aire estator.opc' 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\entrehierro estator.opc'  
/ Construcción del grupo de dientes del estator por reflexión de un semidiente 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ALL TYPE=BODY 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=NO LABEL=copia_diente_estator TYPE=REFLECT NU=0 NV=1 NW=0 COUNT=1 
/ Unión de objetos para facilitar la creación del modelo 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=diente_estator  
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=aire_estator  
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Labels LABEL=capas_ent_est1 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
PICK OPTION=TOGGLE, | PICK PROPERTY=Name LABEL=gap_estator5 
RENAME NAME='gap_estator' UNIQUENAME='' 
/ Almacenamiento del estator 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\todoelestator.opc' 
 
/:== FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DE DIENTES DEL ESTATOR Grupo_dientes_11b_f.comi ==:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/ FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DEL BACKGROUND DEL ROTOR (MODELLER) Grupo_background_11a_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción del 
/ grupo del background del rotor.  
 
/ Carga el background del rotor 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\background rotor.opc' 
/ Construcción del grupo background del rotor por reflexión del bloque 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ALL TYPE=CELL 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES TYPE=ROTATE COUNT=#N_ph-1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=#Paso_ang_rotor/2 
TRANSFORM OPTION=COPY TYPE=ROTATE COUNT=#N_ph-2 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=-#Paso_ang_rotor/2 
/ Unión de objetos para facilitar la creación del modelo 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ALL TYPE=BODY 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
/ Almacenamiento del rotor 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\todoelbgndrotor.opc' 
 
/:= FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DEL BACKGROUND DEL ROTOR Grupo_background_11a_f.comi =:/ 
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/###############################################################################################/ 
/ FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DEL BACKGROUND DEL ESTATOR (MODELLER) Grupo_background_11b_f.comi / 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción del 
/ grupo del background del estator.  
 
/ Carga del background del estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\background estator.opc' 
 
/ Construcción del grupo del background del estator por reflexión del bloque 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=ALL TYPE=CELL   |/se selecciona todo 
TRANSFORM OPTION=COPY KEEP=YES TYPE=ROTATE COUNT=#N_ph ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=#Paso_ang_estat/2 
TRANSFORM OPTION=COPY TYPE=ROTATE COUNT=#N_ph-1 ROTU=0 ROTV=0 ROTW=1 ANGLE=-#Paso_ang_estat/2 
/ Unión de objetos para facilitar la creación del modelo 
FILTER TYPE=BODY 
PICK OPTION=ALL TYPE=BODY 
COMBINE OPERATION=UNION -REGULAR 
/ Almacenamiento del estator 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&raiz_modeller&\todoelbgndestator.opc'  
 
/:= FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DEL GRUPO DEL BACKGROUND DEL ESTATOR Grupo_background_11b_f.comi =:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/=============== FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DE LA BOBINA (MODELLER) Bobina_12_f.comi ==============/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de la construcción de la  
/ bobina 
 
/ Construcción de la bobina. Se crea un sistema de coordenadas situado en el centro de la cara extrema del diente 
WCS OPTION=UNSET 
LCS LCNAME=bobina X0=#R4 Y0=0 Z0=#L_e/2 THETA=0 PHI=0 PSI=-90 
THREED OPTION=SETVIEW SIZE=0 
RACETRACK OPTION=LOAD 
 
/ Si bien la densidad de corriente del Cu es 5Amm2 y la densidad de corriente efectiva es el  
/ doble, no se emplea y se trabaja directamente con valores de corriente. Tal que densidad de  
/ corriente=Corriente_total/superficie_total=(#N_espiras*#corriente)/(#Esp_bob*#L_bob). 
/ La ventaja del operar con densidades de corriente es que no se depende del número de espiras,  
/ pero dado que al programa al final se da un valor de densidad de corriente, si el número de 
/ espiras es otro, se hace la cuenta al revés y se obtiene la corriente real, es decir:  
/ I_real=(#Esp_bob*#L_bob)*densidad de corriente/N_espiras_real. 
/ En este caso se ha dejado el número de espiras en 175 para que resulte fácil dado que 
/ la superficie es de 175mm2, no obstante, dado que el número de espiras podría variar, la  
/ corriente real se deduce a posteriori según la fórmula indicada  
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/ Densidad de corriente de la bobina en función de la corriente 
VARIABLE OPTION=PARAMETER NAME=#a VALUE=(#N_espiras*#corriente)/(#L_bob*#Esp_bob)       
RACETRACK OPTION=NEW -KEEP XP1=#ts/2+#Gap_bob YP1=(#H_e-#L_bob)/2 A=#Esp_bob B=#L_bob 
H1=#L_e/2+#Gap_bob R1=#Rad_bob CURD=#a TOLERANCE=1e-6 DRIVELABEL=bobina_base LCNAME=bobina RXY=0 
RYZ=0 RZX=0 SYMMETRY=-#Rep 
WCS OPTION=UNSET 
 
/ Construcción del envoltorio de la bobina. Cubre a la bobina con 1 mm 
LCS LCNAME=envoltorio X0=#R4 Y0=0 Z0=#L_e/2 THETA=0 PHI=0 PSI=0 
WCS OPTION=SET LCNAME=envoltorio 
BLOCK Name=envoltorio X0=(#H_e-#L_bob)/4 Y0=-(#ts/2+#Gap_bob+#Esp_bob+1) Z0=-
(#L_e/2+#Gap_bob+#Esp_bob+#Rad_bob+1) X1=((#H_e-#L_bob)/2)+#L_bob+1 Y1=#ts/2+#Gap_bob+#Esp_bob+1 
Z1=#L_e/2+#Gap_bob+#Esp_bob+#Rad_bob+1 
 
/ Establecimiento de las propiedades del envoltorio 
PICK OPTION=ADD , PICK PROPERTY=Name LABEL='envoltorio' 
/ Se cambia lo seleccionado a tipo cell 
FILTER TYPE=CELL 
PICK OPTION=CHANGE TYPE=CELL    
CELLDATA OPTION=MODIFY MATERIALLABEL=Air VOLUMELABEL=el_envoltorio POTENTIAL=Reduced 
ELEMENTTYPE=Linear LEVEL=7 SIZE=#size_envoltorio 
 
/ Se crea un solo modelo y se almacena para ganar rapidez. Hay que integrarlo posteriormente 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\bobinas_envoltorio.opc' 
 
/:=============== FIN DEL FICHERO DE CONSTRUCCIÓN DE LA BOBINA Bobina_12_f.comi ===============:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/= FICHERO ENCARGADO DE DEFINIR LAS CONDICIONES DE CONTORNO (MODELLER) Cond_contorno_13_f.comi =/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de definir las condiciones 
/ de contorno y se simetría, asignar la curva B-H al material hierro con el que se ha construido 
/ el motor y ensamblar todas las partes creando el dibujo base completo CompletoSinMalla.opc   
 
/ Etiquetado de las superficies de corte del background 
/ Carga de todo el rotor y el estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\todoelbgndestator.opc' 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\todoelbgndrotor.opc' 
 
WCS OPTION=UNSET 
LCS LCNAME=mas_cuatro_semipaso_estator X0=0 Y0=0 Z0=0 THETA=0 PHI=0 PSI=4*(#Paso_ang_estat/2) 
WCS OPTION=SET LCNAME=mas_cuatro_semipaso_estator  
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1-1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R4+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R5+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R6+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL=corte_background LEVEL=5 ELEMENTTYPE=Linear SIZE=#size_cortes 
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WCS OPTION=UNSET 
LCS LCNAME=menos_cuatro_semipaso_estator X0=0 Y0=0 Z0=0 THETA=0 PHI=0 PSI=-4*(#Paso_ang_estat/2) 
WCS OPTION=SET LCNAME=menos_cuatro_semipaso_estator  
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1-1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R1+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R4+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R5+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
PICK OPTION=ADD, TYPE=FACE PTU=#R6+1 PTV=0 PTW=-#Margen_bgnd/2 
FACEDATA OPTION=MODIFY BOUNDARYLABEL=corte_background LEVEL=5 ELEMENTTYPE=Linear SIZE=#size_cortes 
WCS OPTION=UNSET 
 
/ Creación de las condiciones de simetría antes de la creación del modelo 
/ Una cara debe girar sobre el eje Z "4*#Paso_ang_estat" para que coincida con la otra 
/ Se cambia el tipo de periodicidad para alternar el sentido de la corriente de las bobinas 
 
PERIODICITY NSETS=1 DX1=0 DY1=0 DZ1=0 ROTX1=0 ROTY1=0 ROTZ1=1 ANGLE1=4*#Paso_ang_estat TYPE1=NEGATIVE 
OPTION1=SYMMETRY 
/PERIODICITY NSETS=1 DX1=0 DY1=0 DZ1=0 ROTX1=0 ROTY1=0 ROTZ1=1 ANGLE1=4*#Paso_ang_estat 
TYPE1=NEGATIVE OPTION1=EXTERNAL  
 
/ Se da significado a las etiquetas de las condiciones de contorno 
/ Lateral_background y sup_cilindricas_background se definen al crear el background 
 
BOUNDARY UNPICK 
BOUNDARY PICK 'corte_background' 
BOUNDARY OPTION=MODIFY CONDITION=SYMMETRY 
BOUNDARY UNPICK 'corte_background' | BOUNDARY PICK 'lateral_background' 
BOUNDARY OPTION=MODIFY CONDITION=TANGMAGN 
BOUNDARY UNPICK 'lateral_background' | BOUNDARY PICK 'sup_cilindricas_background' 
BOUNDARY OPTION=MODIFY CONDITION=TANGMAGN 
BOUNDARY OPTION=MODIFY CONDITION=TANGMAGN 
 
/========================== Preparación del modelo para el análisis ============================/ 
 
THREED OPTION=SETVIEW SIZE=0 
MATERIALS PICK 'hierro' 
MATERIALS OPTION=MODIFY MULINEARITY=NONLINEAR MUANISOTROPY=ISOTROPIC BH='CHAPA_AP02_SEC' MPHASE=0 
EPSANISOTROPY=ISOTROPIC EPSILON=1 EPHASE=0 SIGANISOTROPY=ISOTROPIC SIGMA=0 SPHASE=0 
KAPANISOTROPY=ISOTROPIC KAPPA=0.0 
BHDATA OPTION=LOAD LABEL=CHAPA_AP02_SEC FILE=&raiz_bh&/CHAPA_AP02_SEC.bh 
 
/ Incorporación de las bobinas y el envoltorio 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&raiz_modeller&\bobinas_envoltorio.opc' 
 
/ Incorporación de todo el rotor y el todo estator 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&raiz_modeller&\todoelestator.opc' 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&raiz_modeller&\todoelrotor.opc' 
 
/ Almacenamiento del modelo completo sin malla 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
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SAVE OPTION=NEW FILE='&models_modeller&\CompletoSinMalla.opc' 
 
/:= FIN DEL FICHERO ENCARGADO DE DEFINIR LAS CONDICIONES DE CONTORNO  Cond_contorno_13_f.comi =:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/== FICHERO ENCARGADO DE GUARDAR LA BASE FINAL SIN MALLAR (MODELLER) Guarda_la_base_14_f.comi ==/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el subdirectorio LOGS_MODELLER y se encarga de cambiar al nombre al  
/ dibujo base completo CompletoSinMalla.opc (pe. BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_SEC.opc) ubicando el 
/ el nuevo archivo en el subdirectorio que corresponda según el tipo de curva B-H empleada  
/ (pe. AP02_SEC) dentro del subdirectorio BASES_SIN_MALLA, el cual a su vez se halla en el  
/ subdirectorio principal. 
 
/ Carga la base creada en directorio de modelos del Modeller 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&models_modeller&\CompletoSinMalla.opc' 
 
/ La posiciona para verse bien  
THREED OPTION=GETVIEW 
THREED XORIGIN=12.45 YORIGIN=4.2632564146E-14 ZORIGIN=6 ROTX=20 ROTY=20 ROTZ=0 SIZE=258.825 
PERSPECTIVE=YES LINECOLOUR=YES XASPECT=1 YASPECT=1 ZASPECT=1 OPTION=SETVIEW 
 
/ Almacenamiento de la base (se le cambia el nombre y se deja en la carpeta de bases sin mallar) 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&sin_ap02_sec&\BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_SEC.opc' 
 
/:============== FIN DEL FICHERO GUARDAR LA BASE FINAL Guarda_la_base_14_f.comi ===============:/ 

C.3. Modificación de la estructura base 

En este apartado se incluye el código encargado de la modificación del tipo 
de material y la posición angular de la estructura. Como resultado se obtienen 
el resto de estructuras base en las posiciones donde se desea simular el motor 
antes y después de ser malladas. Posteriormente, cada una de esas estructuras 
es llamada para su simulación con la corriente de excitación deseada.  

Este código se ha organizado en dos ficheros que han de ser ubicados en el 
directorio logs_crea_bases.  
 
/###############################################################################################/ 
/========================== FICHERO ENCARGADO DE MODIFICAR LA CURVA BH =========================/  
/====== Y CREAR BASES PATRÓN SIN MALLAR (MODELLER) Cambia_bh_y_crea_bases_patron_1_f.comi ======/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el directorio LOGS_CREA_BASES dentro del directorio principal SRM_FRAN 
/ Se encarga de crear bases considerando diferentes curvas B-H para el material denominado hierro  
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/Nombre del disco y directorio de trabajo 
$STRING NAME=raiz VALUE=T:\OPERA_FRAN 
/ Nombre del directorio donde se aloja la familia de ficheros  
$STRING NAME=familia VALUE=SRM_FRAN 
 
/ Disco y directorio del disco donde se aloja el directorio que contiene a la familia de ficheros 
$STRING NAME=raiz_familia VALUE=&raiz&\&familia& 
/ Fichero que contiene las rutas de los ficheros 
$COMINPUT &raiz_familia&\Rutas_ficheros_f.comi 
 
/ Se carga un fichero base sin mallar para a continuación definir varias bases con diferentes  
/ curvas bh del material denominado hierro con el que se construye el motor 
 
LOAD OPTION=INSERT FILE='&sin_ap02_sec&\BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_SEC.opc' 
 
/ Base creada con la curva BH obtenida capturando la corriente en el primario de la probeta y la / 
tensión en el primario considerando la resistencia del devanado 
 
MATERIALS PICK 'hierro' 
MATERIALS OPTION=MODIFY MULINEARITY=NONLINEAR MUANISOTROPY=ISOTROPIC BH='CHAPA_AP02_PRI' MPHASE=0 
EPSANISOTROPY=ISOTROPIC EPSILON=1 EPHASE=0 SIGANISOTROPY=ISOTROPIC SIGMA=0 SPHASE=0 
KAPANISOTROPY=ISOTROPIC KAPPA=0.0 
BHDATA OPTION=LOAD LABEL=CHAPA_AP02_PRI FILE=&raiz_bh&/CHAPA_AP02_PRI.bh 
 
/ Almacenamiento de la base (se le cambia el nombre y se deja en la carpeta de bases sin mallar) 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&sin_ap02_pri&\BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_PRI.opc' 
 
/ Base creada con la curva BH obtenida de los datos extraídos del programa MAXWELL 
 
MATERIALS PICK 'hierro' 
MATERIALS OPTION=MODIFY MULINEARITY=NONLINEAR MUANISOTROPY=ISOTROPIC BH='CHAPA_AP02_MAXWELL' MPHASE=0 
EPSANISOTROPY=ISOTROPIC EPSILON=1 EPHASE=0 SIGANISOTROPY=ISOTROPIC SIGMA=0 SPHASE=0 
KAPANISOTROPY=ISOTROPIC KAPPA=0.0 
BHDATA OPTION=LOAD LABEL=CHAPA_AP02_MAXWELL FILE=&raiz_bh&/CHAPA_AP02_MAXWELL.bh 
 
/ Almacenamiento de la base (se le cambia el nombre y se deja en la carpeta de bases sin mallar) 
$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&sin_ap02_maxw&\BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_MAXW.opc' 
 
/ Base creada con la curva BH obtenida capturando la corriente en el primario de la probeta y la / 
tensión en el secundario 
  
MATERIALS PICK 'hierro' 
MATERIALS OPTION=MODIFY MULINEARITY=NONLINEAR MUANISOTROPY=ISOTROPIC BH='CHAPA_AP02_MAG' MPHASE=0 
EPSANISOTROPY=ISOTROPIC EPSILON=1 EPHASE=0 SIGANISOTROPY=ISOTROPIC SIGMA=0 SPHASE=0 
KAPANISOTROPY=ISOTROPIC KAPPA=0.0 
BHDATA OPTION=LOAD LABEL=CHAPA_AP02_MAG FILE=&raiz_bh&/CHAPA_AP02_MAG.bh 
 
/ Almacenamiento de la base (se le cambia el nombre y se deja en la carpeta de bases sin mallar) 
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$STRING YESORNO VALUE=YES 
SAVE OPTION=NEW FILE='&sin_ap02_mag&\BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_MAG.opc' 
 
/:================= FIN DEL FICHERO: Cambia_bh_y crea_bases_patron_1_f.comi ===================:/ 
 
/###############################################################################################/ 
/============= FICHERO ENCARGADO DE CREAR LAS BASES EN OTRAS POSICIONES (MODELLER) =============/  
/========================== CREA_BASES_CON_Y_SIN_MALLA_SRM_FRAN.comi ===========================/ 
/:::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::::/ 
 
/ Este fichero se aloja en el directorio LOGS_CREA_BASES dentro del directorio principal SRM_FRAN 
/ Se encarga de preparar los ficheros para simular con el 100% de corriente y en todos los  
/ ángulos. Si se simula correctamente, se procede posteriormente a simular con el resto de  
/ corrientes en todos los ángulos. 
/ El 100% de la corriente en la bobina es de 5A/mm2*0.785mm2  
/ (con hilo de diámetro=1mm y densidad= 5A/mm2) 
 
/======================= Cabecera común en todos los ficheros iniciales ========================/ 
 
/NOMBRE DEL DISCO Y DIRECTORIO DE TRABAJO 
$STRING NAME=raiz VALUE=T:\OPERA_FRAN 
 
/NOMBRE DEL DIRECTORIO DONDE SE ALOJA LA FAMILIA DE FICHEROS  
$STRING NAME=familia VALUE=SRM_FRAN_V_A 
 
/DISCO Y DIRECTORIO DEL DISCO DONDE SE ALOJA EL DIRECTORIO QUE CONTIENE A LA FAMILIA DE FICHEROS 
$STRING NAME=raiz_familia VALUE=&raiz&\&familia& 
 
/ FICHERO QUE CONTIENE LAS RUTAS DE LOS FICHEROS 
 
$COMINPUT &raiz_familia&\Rutas_ficheros.comi 
 
/ EL FICHERO Variables_1_f.comi es el que se emplea para crear la base inicial en el  
/ subdirectorio LOGS_MODELLER que se ha copiado en este directorio 
        
LOAD OPTION=NEW FILE='&sin_ap02_sec&\BASE_FRAN_NEG_SIN_AP02_SEC.opc'             
$COMINPUT '&logs_bases&\Variables_1_f.comi' 
/ A continuación se indica el valor del ángulo que se desea girar el rotor. Por ejemplo un grado 
/ En el caso de asignar más valores a la variable, el programa no deja asignar más de ocho, por 
/ lo que resulta necesario repetir el bucle.  
$FOR #angulo  1  
$COMINPUT '&logs_bases&\gira_rot_f.comi' 
$COMINPUT '&logs_bases&\guarda_base_sin_malla_f.comi' 
$COMINPUT '&logs_bases&\crea_modelo_y_malla_f.comi' 
$COMINPUT '&logs_bases&\guarda_base_con_malla_f.comi' 
end FOR 
$STRING NAME=YESORNO VALUE=YES 
CLEAR REVERT=NO 
/:================ FIN DEL FICHERO: CREA_BASES_CON_Y_SIN_MALLA_SRM_FRAN.comi ==================:/ 
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Modelos de simulación 

D.1. Descripción 

En este apéndice se incluyen dos ejemplos del código necesario para la si-
mulación mediante PSpice y Matlab/Simulink de una máquina de reluctancia 
conmutada. Al disponer de modelos en ambas plataformas ha sido posible 
aprovechar las fortalezas que PSpice aporta en la simulación de etapas elec-
trónicas analógicas o de potencia, incluyendo un amplísimo conjunto de libre-
rías con modelos de los dispositivos facilitados por sus fabricantes, así como la 
gran potencia computacional de la que se dispone en Matlab/Simulink para el 
modelado de sistemas a nivel comportamental. De hecho, cuando así se ha 
considerado necesario se han realizado simulaciones conjuntas en ambos en-
tornos, como por ejemplo en la identificación de la resistencia de pérdidas del 
modelo de una fase durante el intervalo en el que la corriente es controlada 
mediante un regulador de histéresis con el motor operando a baja velocidad. 

D.2. SRM en PSpice mediante red neuronal  

A continuación, se incluye el código necesario para la simulación dinámica 
del comportamiento del prototipo del SRM 24/18 en PSpice, donde la relación 
que el flujo concatenado y el par exhiben frente a la corriente de fase y la 
posición del rotor se ha modelado mediante un perceptrón multicapa.  

La etapa de potencia a través de la cual se alimenta el motor es un puente 
asimétrico de cuatro ramas modelado con transistores MOSFET comerciales. 
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El motor opera a velocidad constante y la regulación se realiza en lazo abierto 
controlando la corriente de fase mediante un regulador de histéresis. Asimismo, 
es posible modificar el intervalo angular de conducción de cada fase, el ángulo 
de puesta en conducción y el de solapamiento.  

 
SIMULACIÓN DINÁMICA DE UN MOTOR DE RELUCTANCIA CONMUTADO BASADO EN UN PERCEPTRÓN MULTICAPA 
 
************************************************************************************************* 
*                                 CONSIDERACIONES PREVIAS                                       * 
************************************************************************************************* 
* DADO QUE LAS DERIVADAS SE HACEN MEDIANTE LA AYUDA DE CONDENSADORES NO SE DEBEN INCLUIR  
* CONDICIONES INICIALES CUANDO SE DESCRIBE EL CONDENSADOR ENTRE NODOS NI EN EL PARÁMETRO TRAN. 
* ES POSIBLE SIMULAR UN MODELO LINEAL DE LA INDUCTANCIA, MOTOR 24/18, 4 FASES U OTRO NO LINEAL  
* LA REPRESENTACIONES DEBEN COMENZAR DESPUÉS DE Os PARA EVITAR LA DERIVADA INICIAL DE LA POSICIÓN 
* El MODELO NO LINEAL SE BASA EN UNA PERCEPTRÓN DE DOS ENTRADAS (CORRIENTE Y POSICIÓN) Y UNA  
* SALIDA (FLUJO). LA RED SE HA ENTRENADO CON VALORES DE CORRIENTE DE 0 A 10 A CON INCREMENTOS DE  
* V0,1 A Y ALORES DE POSICIÓN DESDE -10 (DESALINEADA) A 0 GRADOS (ALINEADA) CON INCREMENTOS DE X 
* 0,1 A Y LA ESTRUCTURA DEL PERCEPTRÓN RESULTANTE ES DEL TIPO 2-5-1. LA FUNCIÓN DE ACTIVACIÓN DE  
* LAS NEURONAS DE LA CAPA OCULTA ES DE TIPO TANGENTE SIGMOIDEA Y LA DE LA CAPA DE SALIDA LINEAL. 
 
************************************************************************************************* 
*                  LIBRERÍAS (modificar si es necesario la ruta donde se ubican                 * 
************************************************************************************************* 
.LIB C:\Cadence\SPB_17.0\tools\pspice\library\EVAL.lib    
 
************************************************************************************************* 
*                                          PARÁMETROS                                           * 
************************************************************************************************* 
 
************************************************************************************************* 
*                                   ASOCIADOS A LA SIMULACIÓN                                   * 
************************************************************************************************* 
 
.TRAN 10U 0.010 10U 10U; 500 rpm (MODELOS LINEAL Y NO LINEAL) ; TODAS LAS FASES 
*.TRAN 0.01U 0.006 0 0.01U uic ; 1000 rpm 
*.TRAN 0.01U 0.0033 0 0.01U uic ; 500 rpm (LLEGA ÚNICAMENTE A 10º MECÁNICOS) 
.OPTIONS RELTOL=0.01  VNTOL=0.01 GMIN=1E-9 ITL4=50  ABSTOL=1E-06;  
* AUMENTAR ITL4 REDUCE EL ERROR DE CONVERGENCIA, PERO HACE QUE LA SIMULACIÓN SEA MÁS LENTA  
*.OPTIONS ABSTOL=1E-06 ITL4=500;  
.PROBE 
 
*                                       RELATIVOS AL MOTOR                                      * 
************************************************************************************************* 
.PARAM (Nr=18 m=4 RBOB=1.6 LMAX=0.84 LMIN=0.023 Br=32 Bs=30) 
 
* GENERACIÓN DE LA VELOCIDAD Y LA POSICIÓN MECÁNICA, LA FRECUENCIA ELÉCTRICA Y EL CONTROL DE LOS  
* TRANSISTORES MOSFET. LA VELOCIDAD ESTÁ EXPRESADA EN RPM 
.PARAM (VELO=500  FREQ={VELO*Nr/60} TEMPS={1/FREQ} PER={TEMPS*2} PW={TEMPS/10000}  
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+ APULS={(TEMPS/m)*(1+((Nr*m*C)/(360)))} TDA={FI/(VELO*6)} DEC3={360/(m*Nr)}  
+ TDB={TDA+(DEC3/(VELO*6))} TDC={TDB+(DEC3/(VELO*6))} TDD={TDC+(DEC3/(VELO*6))}) 
 
* CORRIENTE PARA EL CONTROL DEL REGULADOR DE HISTÉRESIS: 
.PARAM IREF=5 
.PARAM IHIS=0.01 
 
* ÁNGULO DE AVANCE DE FASE EN GRADOS MECÁNICOS 
.PARAM  FI=0 
.PARAM  AVANANG=2.5; Ángulo de avance en grados mecánicos 
.PARAM  AVANSEG={AVANANG/(VELO*6)}; Tiempo de avance para la posición 
 
* ÁNGULO DE SOLAPAMIENTO 
.PARAM C=0; Representa el número de grados del solapamiento (con C=0 no lo hay) 
 
*                            PARÁMETROS DEL PERCEPTRÓN MULTICAPA 2-5-1                          * 
************************************************************************************************* 
.PARAM (WI_11=2.96244 WI_21=3.08677 WI_31=-1.24196 WI_41=-2.84061 WI_51=1.45455 
 +WI_12=0.563027 WI_22=0.53829 WI_32=12.5006 WI_42=-0.588727 WI_52=-1.66912 
 +BI_11=-2.17906 BI_21=-2.25556 BI_31=0.353726 BI_41=2.10393 BI_51=1.40271 
 +WL_11=-53.0775 WL_12=24.7575 WL_13=-0.0121147 WL_14=-28.5372 WL_15=0.0957431 
 +BL_11=0.109585 
 +FLUJO_MAX=0.357948) 
 
*                                  VARIACIÓN DE LOS PARÁMETROS                                  * 
************************************************************************************************* 
*.step param C 0 1.5 0.5; variación del ángulo de solapamiento de las fases 
 
************************************************************************************************* 
*                                  MODELO DE UNA FASE DEL MOTOR                                 * 
************************************************************************************************* 
* NOTA: LA TENSIÓN EN LA COMPONENTE INDUCTIVA ES IGUAL A LA CORRIENTE QUE SE IMPONE EN LA FUENTE 
* DEPENDIENTE EDPSIA, DICHA CORRIENTE REPRESENTA LA DERIVADA DEL FLUJO Y SE OBTIENE DEL MODELO  
* LINEAL (EDPSIA 202 300 VALUE {I(VPSIA)}) O DEL NO LINEAL (EDPSIA 202 300 VALUE {I(VNPSIA)}) 
* ASÍ PARA CAMBIAR DE MODELO ÚNICAMENTE HAY QUE MOVER EL ASTERISCO DE SITIO  
 
*                                   TENSIONES DE ALIMENTACIÓN                                   * 
************************************************************************************************* 
* BUS DE CONTINUA 
VIN 100 0 300 
* ALIMENTACIÓN AO's  
VPOS 8 0 15 
VNEG 7 0 -15 
 
*                                             FASE A                                            * 
************************************************************************************************* 
M1A 100 250A 200A 200A IRF150 
M4A 300A 32A 0 0 IRF150 
DP4A 0 200A DIODE 
DP1A 300A 100 DIODE 
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VRBOBA 200A 200AA 0 
LDISA  200AA 200AAA 0.003 
RBOBA 200AAA 201A {RBOB} 
VBOBA 201A 202A 0 
*HDPSIA 202A 300A VNPSIA 1; MODELO NO LINEAL 
EDPSIA 202A 300A VALUE {I(VNPSIA)}; MODELO NO LINEAL 
*EDPSIA 202A 300A VALUE {I(VPSIA)}; MODELO LINEAL 
RHA 201A 300A 250 
 
*                                               FASE B                                          * 
************************************************************************************************* 
M1B 100 250B 200B 200B IRF150 
M4B 300B 32B 0 0 IRF150 
DP4B 0 200B DIODE 
DP1B 300B 100 DIODE 
RBOBB 200B 201B {RBOB} 
VBOBB 201B 202B 0 
*HDPSIB 202B 300B VNPSIB 1; MODELO NO LINEAL 
EDPSIB 202B 300B VALUE {I(VNPSIB)}; MODELO NO LINEAL 
*EDPSIB 202B 300B VALUE {I(VPSIB)}; MODELO LINEAL 
 
*                                               FASE C                                          * 
************************************************************************************************* 
M1C 100 250C 200C 200C IRF150 
M4C 300C 32C 0 0 IRF150 
DP4C 0 200C DIODE 
DP1C 300C 100 DIODE 
RBOBC 200C 201C {RBOB} 
VBOBC 201C 202C 0 
*HDPSIC 202C 300C VNPSIC 1; MODELO NO LINEAL 
EDPSIC 202C 300C VALUE {I(VNPSIC)}; MODELO NO LINEAL 
*EDPSIC 202B 300B VALUE {I(VPSIC)}; MODELO LINEAL 
 
*                                               FASE D                                          * 
************************************************************************************************* 
M1D 100 250D 200D 200D IRF150 
M4D 300D 32D 0 0 IRF150 
DP4D 0 200D DIODE 
DP1D 300D 100 DIODE 
RBOBD 200D 201D {RBOB} 
VBOBD 201D 202D 0 
*HDPSIC 202D 300D VNPSID 1; MODELO NO LINEAL 
EDPSID 202D 300D VALUE {I(VNPSID)}; MODELO NO LINEAL 
*EDPSID 202D 300D VALUE {I(VPSID)}; MODELO LINEAL 
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************************************************************************************************* 
*                                   MODELO DE LA CARGA (Tres=0)                                 * 
************************************************************************************************* 
 
*                                     COMPORTAMIENTO MECÁNICO                                   * 
************************************************************************************************* 
*EPARN  W1 0 VALUE {V(PAR)} 
*LINENR W1 W2 0.01 IC=(52.36); Equivale al momento de inercia (IC: velocidad en rad/seg) 
**RVISN  W2 W3 0.01; Equivale al coeficiente de viscosidad 
*VVELN  W3 0 0; La corriente por este amperímetro equivale a la velocidad en rad/s 
 
************************************************************************************************* 
*                           GENERACIÓN DE LA POSICIÓN PARA CADA FASE                            * 
************************************************************************************************* 
* PARA LA GENERACIÓN DE LA POSICIÓN DE LA RED SE CREA UNA SEÑAL TRIANGULAR QUE COMIENZA EN -10  
* GRADOS (POSICIÓN DESALINEADA) Y EVOLUCIONA CON UNA PENDIENTE DETERMINADA POR LA VELOCIDAD DEL  
* MOTOR HASTA 0 GRADOS (POSICIÓN ALINEADA). EL PERIODO ANGULAR DE UNA FASE ES DE 20 GRADOS 
* LA POSICIÓN SE CONVIERTE A RADIANES PARA OPERAR CON LA RED NEURONAL 
 
*                            GENERACIÓN DE LA POSICIÓN PARA LA FASE A                           * 
************************************************************************************************* 
VposredA predA 0 Pulse(-0.1745329 0 {TDA} {temps/2} {temps/2} 0.1us {temps+0.1us}) 
rposredA predA 0 100meg 
 
*                            GENERACIÓN DE LA POSICIÓN PARA LA FASE B                           * 
************************************************************************************************* 
VposredB predB 0 Pulse(-0.1745329 0 {TDB} {temps/2} {temps/2} 0.1us {temps+0.1us}) ;  
rposredB predB 0 100meg 
 
*                            GENERACIÓN DE LA POSICIÓN PARA LA FASE C                           * 
************************************************************************************************* 
VposredC predC 0 Pulse(-0.1745329 0 {TDC} {temps/2} {temps/2} 0.1us {temps+0.1us}) ;  
rposredC predC 0 100meg 
 
*                            GENERACIÓN DE LA POSICIÓN PARA LA FASE D                           * 
************************************************************************************************* 
VposredD predD 0 Pulse(-0.1745329 0 {TDD} {temps/2} {temps/2} 0.1us {temps+0.1us})  
rposredD predD 0 100meg 
 
************************************************************************************************* 
* GENERACIÓN DE LA TENSIÓN EN LA COMPONENTE INDUCTIVA MEDIANTE EL PERCEPTRÓN (MODELO NO LINEAL) * 
************************************************************************************************* 
 
*                              GENERACIÓN DE LA TENSIÓN EN LA FASE A                            * 
************************************************************************************************* 
*PREESCALADO DE LA CORRIENTE I(VBOBA) 
ECOA COA 0 value {0.1*I(VBOBA)} 
rCOA COA 0 100meg 
*PREESCALADO DE LA POSICIÓN V(predA) 
EPCOEFA PPA 0 value {0.5*(cos(18*V(PREDA))+1)} 
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rPCOEFA PPA 0 100meg 
 
*DETERMINACIÓN DE LAS SALIDAS DE LAS CINCO NEURONAS DE LA CAPA OCULTA 
EZ11A Z11A 0 value {tanh(WI_11*V(COA)+WI_12*V(PPA)+BI_11)} 
rZ11A Z11A 0 100meg 
EZ21A Z21A 0 value {tanh(WI_21*V(COA)+WI_22*V(PPA)+BI_21)} 
rZ21A Z21A 0 100meg 
EZ31A Z31A 0 value {tanh(WI_31*V(COA)+WI_32*V(PPA)+BI_31)} 
rZ31A Z31A 0 100meg 
EZ41A Z41A 0 value {tanh(WI_41*V(COA)+WI_42*V(PPA)+BI_41)} 
rZ41A Z41A 0 100meg 
EZ51A Z51A 0 value {tanh(WI_51*V(COA)+WI_52*V(PPA)+BI_51)} 
rZ51A Z51A 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA SALIDA DE LA NEURONA DE LA CAPA DE SALIDA 
EFLUJOA Z2A 0 value {WL_11*V(Z11A)+WL_12*V(Z21A)+WL_13*V(Z31A)+WL_14*V(Z41A)+WL_15*V(Z51A)+BL_11} 
RFLUJOA Z2A 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA DERIVADA DEL FLUJO  
ENPSIA 100NA 0 VALUE {V(Z2A)}; Flujo concatenado 
VNPSIA 100NA 200NA 0; Amperímetro que captura la corriente por el condensador=derivada del flujo  
CNPSIA 200NA 0 1   
 
*                  GENERACIÓN DEL PAR EN LA FASE A PARTIR DEL FLUJO CONCATENADO                 * 
************************************************************************************************* 
EPAR11A P11A 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11A)} 
RPAR11A P11A 0 100meg 
EPAR12A P12A 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21A)} 
RPAR12A P12A 0 100meg 
EPAR13A P13A 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31A)} 
RPAR13A P13A 0 100meg 
EPAR14A P14A 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41A)} 
RPAR14A P14A 0 100meg 
EPAR15A P15A 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51A)} 
RPAR15A P15A 0 100meg 
EPAR1A PAR1A 0 value {(V(P11A)+V(P12A)+V(P13A)+V(P14A)+V(P15A))} 
RPAR1A PAR1A 0 100meg 
EZ11PA Z11PA 0 value {tanh(WI_12*V(PPA)+BI_11)} 
rZ11PA Z11PA 0 100meg 
EZ21PA Z21PA 0 value {tanh(WI_22*V(PPA)+BI_21)} 
rZ21PA Z21PA 0 100meg 
EZ31PA Z31PA 0 value {tanh(WI_32*V(PPA)+BI_31)} 
rZ31PA Z31PA 0 100meg 
EZ41PA Z41PA 0 value {tanh(WI_42*V(PPA)+BI_41)} 
rZ41PA Z41PA 0 100meg 
EZ51PA Z51PA 0 value {tanh(WI_52*V(PPA)+BI_51)} 
rZ51PA Z51PA 0 100meg 
EPAR21A P21A 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11PA)} 
RPAR21A P21A 0 100meg 
EPAR22A P22A 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21PA)} 
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RPAR22A P22A 0 100meg 
EPAR23A P23A 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31PA)} 
RPAR23A P23A 0 100meg 
EPAR24A P24A 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41PA)} 
RPAR24A P24A 0 100meg 
EPAR25A P25A 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51PA)} 
RPAR25A P25A 0 100meg 
EPAR2A PAR2A 0 value {(V(P21A)+V(P22A)+V(P23A)+V(P24A)+V(P25A))} 
RPAR2A PAR2A 0 100meg 
* produce 1 con pendiente positiva y -1 con pendiente negativa de la posición 
ederposa dpa 0 value {ddt(v(preda))* ({temps}/2)/0.1745329}  
rderposa dpa 0 100k 
EPARA PARA 0 value {-90*sin(18*v(predA))*(v(par1A)-v(par2A))* v(dpa)} 
RPARA PARA 0 100meg 
 
*                               GENERACIÓN DE LA TENSIÓN EN LA FASE B                           * 
************************************************************************************************* 
*PREESCALADO DE LA CORRIENTE I(VBOBB) 
ECOB COB 0 value {0.1*I(VBOBB)} 
rCOB COB 0 100meg 
 
*PREESCALADO DE LA POSICIÓN V(predB) 
EPCOEFB PPB 0 value {0.5*(cos(18*V(PREDB))+1)} 
rPCOEFB PPB 0 100meg 
 
*DETERMIACIÓN DE LAS SALIDAS DE LAS CINCO NEURONAS DE LA CAPA OCULTA 
EZ11B Z11B 0 value {tanh(WI_11*V(COB)+WI_12*V(PPB)+BI_11)} 
rZ11B Z11B 0 100meg 
EZ21B Z21B 0 value {tanh(WI_21*V(COB)+WI_22*V(PPB)+BI_21)} 
rZ21B Z21B 0 100meg 
EZ31B Z31B 0 value {tanh(WI_31*V(COB)+WI_32*V(PPB)+BI_31)} 
rZ31B Z31B 0 100meg 
EZ41B Z41B 0 value {tanh(WI_41*V(COB)+WI_42*V(PPB)+BI_41)} 
rZ41B Z41B 0 100meg 
EZ51B Z51B 0 value {tanh(WI_51*V(COB)+WI_52*V(PPB)+BI_51)} 
rZ51B Z51B 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA SALIDA DE LA NEURONA DE LA CAPA DE SALIDA 
EFLUJOB Z2B 0 value {WL_11*V(Z11B)+WL_12*V(Z21B)+WL_13*V(Z31B)+WL_14*V(Z41B)+WL_15*V(Z51B)+BL_11} 
RFLUJOB Z2B 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA DERIVADA DEL FLUJO A PARTIR DEL MISMO 
ENPSIB 100NB 0 VALUE {V(Z2B)}; Flujo 
VNPSIB 100NB 200NB 0; Amperímetro que captura la corriente por el condensador=derivada del flujo 
CNPSIB 200NB 0 1  
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*                  GENERACIÓN DEL PAR EN LA FASE B PARTIR DEL FLUJO CONCATENADO                 * 
************************************************************************************************* 
EPAR11B P11B 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11B)} 
RPAR11B P11B 0 100meg 
EPAR12B P12B 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21B)} 
RPAR12B P12B 0 100meg 
EPAR13B P13B 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31B)} 
RPAR13B P13B 0 100meg 
EPAR14B P14B 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41B)} 
RPAR14B P14B 0 100meg 
EPAR15B P15B 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51B)} 
RPAR15B P15B 0 100meg 
EPAR1B PAR1B 0 value {(V(P11B)+V(P12B)+V(P13B)+V(P14B)+V(P15B))} 
RPAR1B PAR1B 0 100meg 
EZ11PB Z11PB 0 value {tanh(WI_12*V(PPB)+BI_11)} 
rZ11PB Z11PB 0 100meg 
EZ21PB Z21PB 0 value {tanh(WI_22*V(PPB)+BI_21)} 
rZ21PB Z21PB 0 100meg 
EZ31PB Z31PB 0 value {tanh(WI_32*V(PPB)+BI_31)} 
rZ31PB Z31PB 0 100meg 
EZ41PB Z41PB 0 value {tanh(WI_42*V(PPB)+BI_41)} 
rZ41PB Z41PB 0 100meg 
EZ51PB Z51PB 0 value {tanh(WI_52*V(PPB)+BI_51)} 
rZ51PB Z51PB 0 100meg 
EPAR21B P21B 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11PB)} 
RPAR21B P21B 0 100meg 
EPAR22B P22B 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21PB)} 
RPAR22B P22B 0 100meg 
EPAR23B P23B 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31PB)} 
RPAR23B P23B 0 100meg 
EPAR24B P24B 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41PB)} 
RPAR24B P24B 0 100meg 
EPAR25B P25B 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51PB)} 
RPAR25B P25B 0 100meg 
EPAR2B PAR2B 0 value {(V(P21B)+V(P22B)+V(P23B)+V(P24B)+V(P25B))} 
RPAR2B PAR2B 0 100meg 
* produce 1 con pendiente positiva y -1 con pendiente negativa de la posición 
ederposb dpb 0 value {ddt(v(predb))* ({temps}/2)/0.1745329}  
rderposb dpb 0 100k 
EPARB PARB 0 value {-90*sin(18*v(predB))*(v(par1B)-v(par2B))* v(dpb)} 
RPARB PARB 0 100meg 
 
*                              GENERACIÓN DE LA TENSIÓN EN LA FASE C                            * 
************************************************************************************************* 
*PREESCALADO DE LA CORRIENTE I(VBOBC) 
ECOC COC 0 value {0.1*I(VBOBC)} 
rCOC COC 0 100meg 
 
*PREESCALADO DE LA POSICIÓN V(predC) 
EPCOEFC PPC 0 value {0.5*(cos(18*V(PREDC))+1)} 
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rPCOEFC PPC 0 100meg 
 
*DETERMIACIÓN DE LAS SALIDAS DE LAS CINCO NEURONAS DE LA CAPA OCULTA 
EZ11C Z11C 0 value {tanh(WI_11*V(COC)+WI_12*V(PPC)+BI_11)} 
rZ11C Z11C 0 100meg 
EZ21C Z21C 0 value {tanh(WI_21*V(COC)+WI_22*V(PPC)+BI_21)} 
rZ21C Z21C 0 100meg 
EZ31C Z31C 0 value {tanh(WI_31*V(COC)+WI_32*V(PPC)+BI_31)} 
rZ31C Z31C 0 100meg 
EZ41C Z41C 0 value {tanh(WI_41*V(COC)+WI_42*V(PPC)+BI_41)} 
rZ41C Z41C 0 100meg 
EZ51C Z51C 0 value {tanh(WI_51*V(COC)+WI_52*V(PPC)+BI_51)} 
rZ51C Z51C 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA SALIDA DE LA NEURONA DE LA CAPA DE SALIDA 
EFLUJOC Z2C 0 value {WL_11*V(Z11C)+WL_12*V(Z21C)+WL_13*V(Z31C)+WL_14*V(Z41C)+WL_15*V(Z51C)+BL_11} 
RFLUJOC Z2C 0 100meg 
* DETERMINACIÓN DE LA DERIVADA DEL FLUJO A PARTIR DEL MISMO 
 
ENPSIC 100NC 0 VALUE {V(Z2C)  ; FLUJO 
VNPSIC 100NC 200NC 0          ; AMPERÍMETRO QUE MIDE LA CORRIENTE CONDENSADOR=DERIVADA DEL FLUJO 
CNPSIC 200NC 0 1  
 
*                  GENERACIÓN DEL PAR EN LA FASE C PARTIR DEL FLUJO CONCATENADO                 * 
************************************************************************************************* 
EPAR11C P11C 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11C)} 
RPAR11C P11C 0 100meg 
EPAR12C P12C 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21C)} 
RPAR12C P12C 0 100meg 
EPAR13C P13C 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31C)} 
RPAR13C P13C 0 100meg 
EPAR14C P14C 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41C)} 
RPAR14C P14C 0 100meg 
EPAR15C P15C 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51C)} 
RPAR15C P15C 0 100meg 
EPAR1C PAR1C 0 value {(V(P11C)+V(P12C)+V(P13C)+V(P14C)+V(P15C))} 
RPAR1C PAR1C 0 100meg 
EZ11PC Z11PC 0 value {tanh(WI_12*V(PPC)+BI_11)} 
rZ11PC Z11PC 0 100meg 
EZ21PC Z21PC 0 value {tanh(WI_22*V(PPC)+BI_21)} 
rZ21PC Z21PC 0 100meg 
EZ31PC Z31PC 0 value {tanh(WI_32*V(PPC)+BI_31)} 
rZ31PC Z31PC 0 100meg 
EZ41PC Z41PC 0 value {tanh(WI_42*V(PPC)+BI_41)} 
rZ41PC Z41PC 0 100meg 
EZ51PC Z51PC 0 value {tanh(WI_52*V(PPC)+BI_51)} 
rZ51PC Z51PC 0 100meg 
EPAR21C P21C 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11PC)} 
RPAR21C P21C 0 100meg 
EPAR22C P22C 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21PC)} 
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RPAR22C P22C 0 100meg 
EPAR23C P23C 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31PC)} 
RPAR23C P23C 0 100meg 
EPAR24C P24C 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41PC)} 
RPAR24C P24C 0 100meg 
EPAR25C P25C 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51PC)} 
RPAR25C P25C 0 100meg 
EPAR2C PAR2C 0 value {(V(P21C)+V(P22C)+V(P23C)+V(P24C)+V(P25C))} 
RPAR2C PAR2C 0 100meg 
* produce 1 con pendiente positiva y -1 con pendiente negativa de la posición 
ederposc dpc 0 value {ddt(v(predc))* ({temps}/2)/0.1745329}  
rderposc dpc 0 100k 
EPARC PARC 0 value {-90*sin(18*v(predC))*(v(par1C)-v(par2C))*v(dpc)} 
RPARC PARC 0 100meg 
 
*                              GENERACIÓN DE LA TENSIÓN EN LA FASE D                            * 
************************************************************************************************* 
*PREESCALADO DE LA CORRIENTE I(VBOBD) 
ECOD COD 0 value {0.1*I(VBOBD)} 
rCOD COD 0 100meg 
 
*PREESCALADO DE LA POSICIÓN V(predD) 
EPCOEFD PPD 0 value {0.5*(cos(18*V(PREDD))+1)} 
rPCOEFD PPD 0 100meg 
 
*DETERMIACIÓN DE LAS SALIDAS DE LAS CINCO NEURONAS DE LA CAPA OCULTA 
EZ11D Z11D 0 value {tanh(WI_11*V(COD)+WI_12*V(PPD)+BI_11)} 
rZ11D Z11D 0 100meg 
EZ21D Z21D 0 value {tanh(WI_21*V(COD)+WI_22*V(PPD)+BI_21)} 
rZ21D Z21D 0 100meg 
EZ31D Z31D 0 value {tanh(WI_31*V(COD)+WI_32*V(PPD)+BI_31)} 
rZ31D Z31D 0 100meg 
EZ41D Z41D 0 value {tanh(WI_41*V(COD)+WI_42*V(PPD)+BI_41)} 
rZ41D Z41D 0 100meg 
EZ51D Z51D 0 value {tanh(WI_51*V(COD)+WI_52*V(PPD)+BI_51)} 
rZ51D Z51D 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA SALIDA DE LA NEURONA DE LA CAPA DE SALIDA 
EFLUJOD Z2D 0 value {WL_11*V(Z11D)+WL_12*V(Z21D)+WL_13*V(Z31D)+WL_14*V(Z41D)+WL_15*V(Z51D)+BL_11} 
RFLUJOD Z2D 0 100meg 
 
* DETERMINACIÓN DE LA DERIVADA DEL FLUJO A PARTIR DEL MISMO 
ENPSID 100ND 0 VALUE {V(Z2D)}; flujo 
VNPSID 100ND 200ND 0; Amperímetro que captura la corriente por el condensador=derivada del flujo 
CNPSID 200ND 0 1  
 
*                  GENERACIÓN DEL PAR EN LA FASE D PARTIR DEL FLUJO CONCATENADO                 * 
************************************************************************************************* 
EPAR11D P11D 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11D)} 
RPAR11D P11D 0 100meg 
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EPAR12D P12D 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21D)} 
RPAR12D P12D 0 100meg 
EPAR13D P13D 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31D)} 
RPAR13D P13D 0 100meg 
EPAR14D P14D 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41D)} 
RPAR14D P14D 0 100meg 
EPAR15D P15D 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51D)} 
RPAR15D P15D 0 100meg 
EPAR1D PAR1D 0 value {(V(P11D)+V(P12D)+V(P13D)+V(P14D)+V(P15D))} 
RPAR1D PAR1D 0 100meg 
EZ11PD Z11PD 0 value {tanh(WI_12*V(PPD)+BI_11)} 
rZ11PD Z11PD 0 100meg 
EZ21PD Z21PD 0 value {tanh(WI_22*V(PPD)+BI_21)} 
rZ21PD Z21PD 0 100meg 
EZ31PD Z31PD 0 value {tanh(WI_32*V(PPD)+BI_31)} 
rZ31PD Z31PD 0 100meg 
EZ41PD Z41PD 0 value {tanh(WI_42*V(PPD)+BI_41)} 
rZ41PD Z41PD 0 100meg 
EZ51PD Z51PD 0 value {tanh(WI_52*V(PPD)+BI_51)} 
rZ51PD Z51PD 0 100meg 
EPAR21D P21D 0 value {WL_11*(WI_12/WI_11)*V(Z11PD)} 
RPAR21D P21D 0 100meg 
EPAR22D P22D 0 value {WL_12*(WI_22/WI_21)*V(Z21PD)} 
RPAR22D P22D 0 100meg 
EPAR23D P23D 0 value {WL_13*(WI_32/WI_31)*V(Z31PD)} 
RPAR23D P23D 0 100meg 
EPAR24D P24D 0 value {WL_14*(WI_42/WI_41)*V(Z41PD)} 
RPAR24D P24D 0 100meg 
EPAR25D P25D 0 value {WL_15*(WI_52/WI_51)*V(Z51PD)} 
RPAR25D P25D 0 100meg 
EPAR2D PAR2D 0 value {(V(P21D)+V(P22D)+V(P23D)+V(P24D)+V(P25D))} 
RPAR2D PAR2D 0 100meg 
* produce 1 con pendiente positiva y -1 con pendiente negativa de la posición 
ederposd dpd 0 value {ddt(v(predd))* ({temps}/2)/0.1745329} ;  
rderposd dpd 0 100k 
EPARD PARD 0 value {-90*sin(18*v(predD))*(v(par1D)-v(par2D))*v(dpd)} 
RPARD PARD 0 100meg 
 
************************************************************************************************* 
*                                            PAR TOTAL                                          * 
************************************************************************************************* 
 
EPARSUM PARSUM 0 value {(v(para)+v(parb)+v(parc)+v(pard))} 
RPARSUM PARSUM 0 100me 
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************************************************************************************************* 
*    SEÑALES DE CONTROL PARA LOS INTERRUPTORES QUE A SU VEZ CONTROLAN LOS TRANSISTORES MOSFET   * 
************************************************************************************************* 
 
*                 SEÑALES PARA EL CONTROL DE LOS TRANSISTORES MOSFET DE LA FASE A               * 
************************************************************************************************* 
VCOMMA 20A 0 PULSE (0 15 {TDA+AVANSEG} 1U 1U {APULS} {TEMPS}) 
EM1A 250A 200A VALUE {V(32A)} 
*Cconv3 250A 0 10nF 
 
*                 SEÑALES PARA EL CONTROL DE LOS TRANSISTORES MOSFET DE LA FASE B               * 
************************************************************************************************* 
VCOMMB 20B 0 PULSE (0 15 {TDB+AVANSEG} 1U 1U {APULS} {TEMPS}) 
EM1B 250B 200B VALUE {V(32B)} 
 
*                 SEÑALES PARA EL CONTROL DE LOS TRANSISTORES MOSFET DE LA FASE C               * 
************************************************************************************************* 
VCOMMC 20C 0 PULSE (0 15 {TDC+AVANSEG} 1U 1U {APULS} {TEMPS}) 
EM1C 250C 200C VALUE {V(32C)} 
 
*                 SEÑALES PARA EL CONTROL DE LOS TRANSISTORES MOSFET DE LA FASE D               * 
************************************************************************************************* 
VCOMMD 20D 0 PULSE (0 15 {TDD+AVANSEG} 1U 1U {APULS} {TEMPS}) 
EM1D 250D 200D VALUE {V(32D)} 
 
************************************************************************************************* 
*                                      REGULADOR DE HISTÉRESIS                                  * 
************************************************************************************************* 
* LA BANDA DE HISTÉRESIS ES DE 10 mA Y ESTA CENTRADA EN 0 A. LA ENTRADA ES LA DIFERENCIA ENTRE LA 
CORRIENTE REAL Y LA DE REFERENCIA. EL REGULADOR ES DE TIPO INVERSOR 
 
*                                       REGULACIÓN EN LA FASE A                                 * 
************************************************************************************************* 
EREALAh 3AH 0 VALUE {I(VRBOBA)} 
RREALAh 3AH 0 100meg 
VMORT2A 20A 21A 
RMORT2A 21A 0 10K 
VALIA 30A 0 15 
W2A 31A 32A VMORT2A INT 
RINTA 32A 0 1K 
XSHA 31A 30A 3AH 0 SWhyste 
 
*                                       REGULACIÓN EN LA FASE B                                 * 
************************************************************************************************* 
EREALBh 3BH 0 VALUE {I(VBOBB)} 
RREALBh 3BH 0 100meg 
VMORT2B 20B 21B 
RMORT2B 21B 0 10K 
VALIB 30B 0 15 
W2B 31B 32B VMORT2B INT 
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RINTB 32B 0 1K 
XSHB 31B 30B 3BH 0 SWhyste 
 
*                                       REGULACIÓN EN LA FASE C                                 * 
************************************************************************************************* 
EREALCh 3CH 0 VALUE {I(VBOBC)} 
RREALCh 3CH 0 100meg 
VMORT2C 20C 21C 
RMORT2C 21C 0 10K 
VALIC 30C 0 15 
W2C 31C 32C VMORT2C INT 
RINTC 32C 0 1K 
XSHC 31C 30C 3CH 0 SWhyste 
 
*                                         REGULACIÓN EN LA FASE D                               * 
************************************************************************************************* 
EREALDh 3DH 0 VALUE {I(VBOBD)} 
RREALDh 3DH 0 100meg 
VMORT2D 20D 21D 
RMORT2D 21D 0 10K 
VALID 30D 0 15 
W2D 31D 32D VMORT2D INT 
RINTD 32D 0 1K 
XSHD 31D 30D 3DH 0 SWhyste 
 
************************************************************************************************* 
*                                     MODELOS DE LOS DISPOSITIVOS                               * 
************************************************************************************************* 
 
*                                     INTERRUPTOR CON HISTÉRESIS                                * 
************************************************************************************************* 
* COMPARADOR INVERSOR, PARA QUE SEA NO INVERSOR CAMBIA AMBOS < POR > 
* VT ES EL CENTRO DE LA HISTERESIS Y VH LA BANDA DE HISTÉRESIS 
* PLUS ES EL NODO DE ENTRADA (+) Y MINUS EL NODO DE ENTRADA (-)  
* CUANDO (+)-(-) < VT+VH ESTA ON, CUANDO (+)-(-)> VT+VH OFF Y PERMANECE HASTA QUE (+)-(-) < VT-VH 
* ENTONCES CAMBIA DE ESTADO 
* NODEPLUS ES EL NODO SUPERIOR DEL INTERRUPTOR DE SALIDA  
* NODEMINUS ES EL NODO INFERIOR DEL INTERRUPTOR DE SALIDA 
 
.subckt SWhyste NodeMinus NodePlus Plus Minus PARAMS: RON=1 ROFF=10MEG VT={IREF} VH={IHIS} 
S5 NodePlus NodeMinus 8 0 smoothSW 
EBcrtl 8 0 Value = { IF ( V(plus)-V(minus) < V(ref), 1, 0 ) } 
EBref ref1 0 Value = { IF ( V(8) < 0.5, {VT-VH}, {VT+VH} ) } 
Rdel ref1 ref 100 ; POR DEFECTO 100 
Cdel ref 0 100p  IC={VT+VH} 
Rconv1 8 0 10Meg 
Rconv2 plus 0 10Meg 
Rconv3 minus 0 10Meg 
.model smoothSW VSWITCH (RON={RON} ROFF={ROFF} VON=1 VOFF=0) 
.ends SWhyste 
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*                                         DIODO e INTERRUPTOR                                   * 
************************************************************************************************* 
.MODEL DIODE D(N=0.001) 
.MODEL INT ISWITCH(RON=1N ION=0.001A) 
* SE TRABAJA CON EL MODELO DEL TANSISTOR MOSFET IRF150 INCLIDO EN LA LIBRERIAL EVAL.lib        
 
************************************************************************************************* 
*                              FIN DEL FICHERO DE SIMULACIÓN DEL SRM 24/18                      * 
************************************************************************************************* 
.END 
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D.3. SRM en Simulink mediante S-function 

A continuación, se incluye el código generado en Matlab para la simulación 
en Simulink del prototipo del SRM 24/18 mediante una S-function. En este 
ejemplo se describe un modelo base, donde el circuito equivalente de una fase 
del motor se corresponde con el conjunto serie formado por la resistencia del 
devanado y dos inductancias incrementales obtenidas, respectivamente, a po-
sición y a corriente constante como consecuencia en un caso de la variación 
temporal y en otro angular del flujo concatenado. 

Los valores de los parámetros son consecuencia de la caracterización del 
prototipo del SRM 24/18. Estos se han ordenado en tablas de búsqueda, las 
cuales pueden ser sustituidas por funciones de ajuste basadas en un perceptrón 
multicapa, tal como se muestra en este apéndice en el fichero que describe el 
motor en PSpice. 

Cuando el material exhibe pérdidas el código es igual de útil. En cuyo caso 
basta con reemplazar las ecuaciones diferenciales que en este ejemplo describen 
el circuito equivalente de una fase por las correspondientes e incorporar los 
nuevos parámetros asociados a sus coeficientes. 

 
%***********************************************************************************************% 
%                                          DATOS_MOTOR.m                                        % 
%***********************************************************************************************% 
 
% DATOS_MOTOR son los datos considerados fijos y no parametrizables. 
global N_ESPIRAS % variables de entrada 
global SALTO_CORRIENTE SALTO_ANGULAR SEMIPASOESTATOR PASO % variables de salida 
polos_rotor = 18; % número de polos del rotor 
polos_estator = 24; % número de polos del estator 
 
SALTO_ANGULAR = 1; % salto angular en grados de los valores de la tabla 
secc_bobina = 24*2; % área en mm2 de la sección de Cu de una bobina 
salto_dens_corr = 5; % salto en densidad de corriente de los valores de la tabla 
SALTO_CORRIENTE = salto_dens_corr*secc_bobina/N_ESPIRAS; %salto en corriente en la tabla 
SEMIPASOESTATOR = 360/(2*polos_rotor); % se utiliza para el cálculo de los ángulos de cada fase 
 
%                                  FIN DEL FICHERO DATOS_MOTOR.m                                % 
%-----------------------------------------------------------------------------------------------% 
 
%***********************************************************************************************% 
%                                     DATOS_CARACTERIZACION.m                                   % 
%***********************************************************************************************% 
 
% DATOS CARACTERIZACIÓN son los datos obtenidos a partir de la caracterización del motor. 
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% En este ejemplo se incluyen los datos obtenidos de una simulación por el FEM: 
 
% A) Una tabla (Par_gen) con Los valores del par generado entre no alineamiento (-10°) hasta 
% alineamiento (0°) cada 1° (columnas) y valores de corriente correspondientes a una densidad 
% de corriente desde el 50% hasta el 200%, siendo el 100% una de densidad de corriente  
% de 5 A/mm^2 (filas). Dado que para operar con la función de interpolación el ángulo siempre 
% debe de ser positivo, el valor resultante de la interpolación se ha de multiplicar por el 
% -signo del ángulo, así ángulos positivos generan par negativo y negativos par positivo. 
 
% B) Una tabla (e_rot) con los valores correspondientes a la variación del flujo concatenado con 
% la posición manteniendo constante la corriente de fase (e_rot multiplica a la velocidad para 
% obtener la fuerza electromotriz de rotación). Al igual que sucede con el par cuando se opera X 
% con ángulos negativos su vaZlor debe de ser positivo y viceversa. Los datos mostrados en la 
% tabla se corresponden con valores de ángulos negativos por tanto el valor que se extrae de la  
% tabla debe de multiplicarse por -signo del ángulo. 
 
% C) Una tabla (e_ind) con los valores correspondientes a la variación del flujo concatenado con 
% la corriente de fase i manteniendo constante la posición del rotor (inductancia incremental que 
% multiplica a la di/dt para obtener la fuerza electromotriz de inductiva). En este caso dada la 
% simetría de su valor para ángulos positivos y negativos no es necesario tener en cuenta el  
% signo del ángulo. 
 
% D) Un vector con los valores de corriente (corr) para los cuales se han realizado  
% las simulaciones, se incluye el valor cero para poder interpolar (filas en las tablas). 
 
% E) UN vector (pos) con los valores angulares de la posición de un polo del rotor respecto al  
% más cercano del estator para los cuales se ha simulado (columnas en las tablas). 
 
global SALIDA_FEM_IND SALIDA_FEM_ROT SALIDA_PAR; 
 
% Corriente de fase en Amperios 
corr=[0 1.9635 2.3562 2.7489 3.1416 3.5343 3.9270 4.3197 4.7124 5.1051 5.4978 5.8905 6.2832... 
6.6759 7.0686 7.4613 7.8540]; 
 
% Posición del rotor en grados 
pos=[0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10]; 
 
% Par generado por una fase del motor expresado en Nm 
 
Par_gen=[0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000; 
        -0.0058 1.0751 1.1216 1.2985 1.1994 1.0360 1.1406 0.8991 0.2531 0.0839 -0.0012; 
        -0.0074 1.5118 1.5915 1.8539 1.7272 1.4948 1.6421 1.2832 0.3637 0.1209 -0.0017; 
        -0.0113 1.9729 2.1094 2.4842 2.3375 2.0386 2.2280 1.7275 0.4931 0.1645 -0.0023; 
        -0.0149 2.4235 2.6500 3.1663 3.0158 2.6666 2.8902 2.2225 0.6411 0.2146 -0.0031; 
        -0.0154 2.8318 3.1922 3.8733 3.7498 3.3761 3.6218 2.7519 0.8075 0.2713 -0.0040; 
        -0.0148 3.1634 3.7008 4.5729 4.5190 4.1588 4.4063 3.3112 0.9923 0.3346 -0.0051; 
        -0.0141 3.4073 4.1316 5.2321 5.3129 5.0027 5.2340 3.8978 1.1957 0.4043 -0.0063; 
        -0.0136 3.5860 4.4647 5.8225 6.1192 5.8767 6.0832 4.5102 1.4165 0.4804 -0.0077; 
        -0.0133 3.7266 4.7189 6.3292 6.9196 6.7535 6.9423 5.1488 1.6538 0.5627 -0.0092; 
        -0.0130 3.8421 4.9240 6.7567 7.6840 7.6216 7.8062 5.8116 1.9072 0.6512 -0.0110; 
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        -0.0127 3.9443 5.0965 7.1202 8.3838 8.4685 8.6684 6.4958 2.1757 0.7459 -0.0128; 
        -0.0124 4.0386 5.2523 7.4409 8.9999 9.2841 9.5241 7.1990 2.4585 0.8465 -0.0148; 
        -0.0120 4.1262 5.3996 7.7266 9.5287 10.0535 10.3630 7.7815 2.7545 0.9529 -0.0168; 
        -0.0116 4.2071 5.5400 7.9940 9.9835 10.7566 11.1840 8.4981 3.0629 1.0648 -0.0189; 
        -0.0113 4.2832 5.6732 8.2497 10.3864 11.3756 11.9797 9.2188 3.3811 1.1823 -0.0212; 
        -0.0110 4.3558 5.8018 8.4944 10.7434 11.9072 12.7373 9.9370 3.7084 1.3050 -0.0236]; 
 
% e_ind=Incremento del flujo concatenado por una fase/Incremento de la corriente por  
% la misma manteniendo la posición cte. Está expresada en Wb/A=Voltios*segundo/Amperios. 
 
e_ind=[ 0.0920 0.0868 0.0779 0.0685 0.0591 0.0491 0.0390 0.0293 0.0245 0.0232 0.0228; 
        0.0903 0.0855 0.0771 0.0680 0.0588 0.0488 0.0387 0.0293 0.0245 0.0232 0.0228; 
        0.0772 0.0749 0.0702 0.0635 0.0553 0.0458 0.0361 0.0286 0.0244 0.0232 0.0228; 
        0.0670 0.0662 0.0639 0.0590 0.0518 0.0429 0.0341 0.0281 0.0244 0.0231 0.0228; 
        0.0539 0.0557 0.0566 0.0539 0.0483 0.0405 0.0326 0.0275 0.0244 0.0231 0.0228; 
        0.0393 0.0434 0.0483 0.0486 0.0448 0.0383 0.0314 0.0270 0.0244 0.0231 0.0228; 
        0.0261 0.0307 0.0385 0.0426 0.0407 0.0359 0.0304 0.0266 0.0243 0.0231 0.0227; 
        0.0170 0.0206 0.0283 0.0355 0.0362 0.0331 0.0294 0.0263 0.0243 0.0231 0.0227; 
        0.0119 0.0143 0.0198 0.0279 0.0313 0.0306 0.0284 0.0260 0.0242 0.0230 0.0227; 
        0.0090 0.0106 0.0142 0.0210 0.0267 0.0285 0.0276 0.0257 0.0241 0.0230 0.0226; 
        0.0074 0.0084 0.0108 0.0157 0.0227 0.0267 0.0269 0.0255 0.0240 0.0229 0.0226; 
        0.0066 0.0074 0.0087 0.0121 0.0191 0.0250 0.0262 0.0253 0.0239 0.0228 0.0225; 
        0.0060 0.0067 0.0077 0.0097 0.0157 0.0231 0.0254 0.0250 0.0238 0.0228 0.0224; 
        0.0053 0.0060 0.0070 0.0082 0.0128 0.0209 0.0246 0.0247 0.0236 0.0226 0.0223; 
        0.0048 0.0054 0.0063 0.0074 0.0106 0.0184 0.0236 0.0243 0.0234 0.0225 0.0222; 
        0.0046 0.0050 0.0057 0.0068 0.0090 0.0156 0.0224 0.0239 0.0231 0.0224 0.0221; 
        0.0045 0.0049 0.0054 0.0065 0.0082 0.0143 0.0217 0.0236 0.0230 0.0223 0.0220]; 
 
% e_rot=Incremento del flujo concatenado por una fase/Incremento de la posición  
% manteniendo la corriente cte. Está expresada en Wb/grado=voltios*segundo/grado 
 
e_rot=[ 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000 0.0000; 
        0.0102 0.0138 0.0180 0.0185 0.0191 0.0198 0.0194 0.0142 0.0061 0.0016 0.0007; 
        0.0113 0.0155 0.0205 0.0216 0.0226 0.0237 0.0231 0.0167 0.0072 0.0020 0.0008; 
        0.0120 0.0166 0.0224 0.0243 0.0260 0.0274 0.0262 0.0188 0.0082 0.0023 0.0010; 
        0.0119 0.0167 0.0234 0.0263 0.0290 0.0306 0.0289 0.0205 0.0091 0.0026 0.0011; 
        0.0106 0.0155 0.0231 0.0276 0.0313 0.0335 0.0313 0.0220 0.0099 0.0029 0.0013; 
        0.0086 0.0132 0.0213 0.0277 0.0330 0.0359 0.0333 0.0233 0.0106 0.0032 0.0014; 
        0.0069 0.0106 0.0185 0.0267 0.0339 0.0376 0.0349 0.0244 0.0113 0.0035 0.0015; 
        0.0058 0.0087 0.0155 0.0246 0.0339 0.0385 0.0360 0.0253 0.0119 0.0038 0.0017; 
        0.0051 0.0075 0.0131 0.0222 0.0329 0.0387 0.0367 0.0261 0.0125 0.0041 0.0018; 
        0.0046 0.0067 0.0114 0.0197 0.0310 0.0382 0.0371 0.0267 0.0130 0.0044 0.0019; 
        0.0042 0.0062 0.0103 0.0175 0.0286 0.0371 0.0372 0.0272 0.0135 0.0047 0.0021; 
        0.0040 0.0058 0.0095 0.0157 0.0259 0.0354 0.0369 0.0276 0.0140 0.0050 0.0022; 
        0.0037 0.0055 0.0091 0.0143 0.0233 0.0333 0.0364 0.0278 0.0144 0.0052 0.0023; 
        0.0034 0.0052 0.0087 0.0134 0.0209 0.0308 0.0355 0.0279 0.0148 0.0055 0.0025; 
        0.0033 0.0049 0.0083 0.0126 0.0190 0.0282 0.0341 0.0279 0.0151 0.0057 0.0026; 
        0.0031 0.0047 0.0080 0.0121 0.0175 0.0256 0.0322 0.0276 0.0154 0.0059 0.0027]; 
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% Los valores de la posición provienen del fichero ALFAS.m, variable global ANGULOS 
% Dado que para poder interpolar solo se deben emplear valores positivos de la corriente  
% y de la posición se generan las variables CORR y ANG 
 
CORR=abs(CORRIENTES); 
ANG=abs(ANGULOS); 
% Valor interpolado del par (con su signo correspondiente): 
SALIDA_PAR=interp2(pos,corr,Par_gen,ANG,CORR); 
SALIDA_PAR=-SALIDA_PAR.*sign(ANGULOS); 
% Valor interpolado de la fuerza electromotriz inductiva: 
SALIDA_FEM_IND=interp2(pos,corr,e_ind,ANG,CORR); 
% Valor interpolado de la fuerza electromotriz rotacional (con su signo correspondiente) 
SALIDA_FEM_ROT=interp2(pos,corr,e_rot,ANG,CORR); 
SALIDA_FEM_ROT=-sign(ANGULOS).*SALIDA_FEM_ROT.*(360/(2*pi)); 
 
%                              FIN DEL FICHERO DATOS_CARACTERIZACION.m                          %  
%-----------------------------------------------------------------------------------------------% 
 
%***********************************************************************************************% 
%                                             ALFAS.m                                           % 
%***********************************************************************************************% 
 
% ALFAS es un fichero que proporciona el ángulo relativo de cada diente del rotor respecto a su 
% posición de alineamiento con respecto al polo de la fase más cercana. El argumento de la  
% función son los valores 1 2 3 4 haciendo referencia a las fases A, B, C y D, respectivamente.  
% El ángulo y su signo permite acceder a la tabla de par y extraerlo con su signo  
% correspondiente. Se considera que los ángulos crecen en el sentido del movimiento (convenio). 
 
global ALFA SEMIPASOESTATOR PASO ANGULOS 
 
% Cuando arranca el motor el origen de ángulos se establece cuando la fase A esta alineada. 
% Si en un momento del tiempo la posición del motor es ALFA, la posición de cada fase es: 
 
for i=1:4 
angulo(i) = ALFA - PASO*(i-1); 
end 
 
% En relación con los polos del estator, cada vez que se avanza o retrasa un ángulo igual a un 
% SEMIPASOESTATOR se pasa a estar bajo la dependencia de otro polo contiguo. 
 
for i=1:4 
ang(i) = fix(angulo(i)/SEMIPASOESTATOR); % se obtiene la parte entera del cociente 
end 
 
% Si ang(i) es número es par, la excitación de la fase correspondiente producirá un par positivo 
 
for i=1:4 
impar(i) = rem(abs(ang(i))+2,2)>0.5; % Si impar, existe un polo más cercano en el lado opuesto 
end 
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for i=1:4 
    if sign(angulo(i)) == 0 
        signos(i) = 1; 
    else 
        signos(i) = sign(angulo(i)); 
    end 
end 
 
%   El ángulo con el que se busca en las tablas 
for i=1:4 
  angulo(i) = rem(angulo(i),SEMIPASOESTATOR) - SEMIPASOESTATOR*impar(i)*signos(i); 
end 
ANGULOS = angulo; 
 
%                                      FIN DEL FICHERO ALFAS.m                                  % 
%-----------------------------------------------------------------------------------------------% 
 
%***********************************************************************************************% 
%                                         SRM.m (S-FUNCTION)                                    % 
%***********************************************************************************************% 
 
% SRM es un modelo de simulacion no lineal de un motor de reluctancia utilizando tablas de datos 
% obtenidas por elementos. 
 
function [sys,x0]=SRM(t,x,u,flag,param_elec,param_mec) 
 
global ANGULOS SALIDA_FEM_ROT SALIDA_FEM_IND SALIDA_PAR J K 
global ALFA SEMIPASOESTATOR PASO ANGULOS CORRIENTES DELTAALFA DELTAI SALTO_CORRIENTE ... 
SALTO_ANGULAR N_ESPIRAS PDTE_I PDTES; 
 
% Parámetros elétricos asociados al devanado 
Rs = param_elec(1);         % resistencia del cobre en una de las 6 bobinas que componen una fase 
N_ESPIRAS = param_elec(2);  % número de espiras de una de las 6 bobinas que componen una fase 
 
% Parámetros mecánicos 
JL = param_mec(1);          % momento de inercia 
D = param_mec(2);           % rozamiento viscoso 
no = param_mec(3)*2*pi/60;  % velocidad inicial del motor 
DATOS_MOTOR;                % llamada al fichero de inicialización 
 
%                                       Entradas al sistema                                     % 
%-----------------------------------------------------------------------------------------------% 
% u(1) es la tensión de alimentación de la fase a 
% u(2) es la tensión de alimentación de la fase b 
% u(3) es la tensión de alimentación de la fase c 
% u(4) es la tensión de alimentación de la fase d 
% u(5) es la entrada de par resistente 
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%                                Derivadas de las variables de estado                           % 
%-----------------------------------------------------------------------------------------------% 
if abs(flag) == 1 % si flag=1, devuelve el estado de las derivadas, xDot 
   for i=1:4 
        Ufase(i) = u(i); % Tensión de fase en V 
   end 
        Tres=u(5); % Entrada del valor del par resistente en Nm 
      % Ecuaciones de las derivadas 
      % y(1) es la derivada de ia 
      % y(2) es la derivada de ib 
      % y(3) es la derivada de ic 
      % y(4) es la derivada de id 
      % y(5) es la derivada de la velocidad angular (rad/s2) 
      % y(6) es la derivada de posicion angular (rad/s) 
 
for i=1:4 
      if (Ufase(i)>0)| (CORRIENTES(i)>0) 
      % motor de cambio de las corrientes 
      y(i)=(Ufase(i)-Rs*CORRIENTES(i)-SALIDA_FEM_ROT(i)*x(5))/SALIDA_FEM_IND(i); 
     PDTE_I(i)=y(i); 
     end 
end 
     % Motor de cambio de wr 
     y(5)=(sum(SALIDA_PAR)-Tres-D*x(5))/JL; 
 
     % Motor de cambio de la posicion angular 
     y(6)=x(5); 
     xdot= y'; 
     sys = xdot; 
 
    % x(1) es la variable de estado ia 
    % x(2) es la variable de estado ib 
    % x(3) es la variable de estado ic 
    % x(4) es la variable de estado id 
    % x(5) es la variable de estado velocidad angular en rad/s 
    % x(6) es la variable de estado posición angular en rad 
 
% Variables de estado que representan las corrientes de fase 
    CORRIENTES = [x(1),x(2),x(3),x(4)]; 
 
% Posicion absoluta del rotor en grados mecánicos desde que arranca la máquina 
    ALFA = x(6)*360/(2*pi); 
 
%                                      Salidas del sistema                                      % 
%-----------------------------------------------------------------------------------------------% 
elseif flag == 3 % si flag=3, devuelve las salidas del sistema 
    ALFAS; 
    DATOS_CARACTERIZACION; 
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% Salida de las corrientes de fase 
    for i = 1:4 
      sal(i) = x(i); 
    end 
 
% Salida del par de cada fase en Nm 
    sal(5) = SALIDA_PAR(1); 
    sal(6) = SALIDA_PAR(2); 
    sal(7) = SALIDA_PAR(3); 
    sal(8) = SALIDA_PAR(4); 
    sal(9) = SALIDA_PAR(1)+SALIDA_PAR(2) + SALIDA_PAR(3)+ SALIDA_PAR(4); 
 
% Salida del par total en Nm 
% sum(SALIDA_PAR); 
 
% Velocidad en rpm 
    sal(10)= x(5)*60/(2*pi); 
 
% Salida posiciones 
    sal(11)= ALFA; 
    sal(12)= ANGULOS(1); 
    sal(13)= ANGULOS(2); 
    sal(14)= ANGULOS(3); 
    sal(15)= ANGULOS(4); 
 
% Vector de las variables de salida 
    sys = sal; 
    elseif flag == 0 
    longA=6;   % tamaño del vector de variables de estado 
    m=15;    % numero de salidas 
    n=5;                      % numero de entradas 
 
% Condiciones iniciales 
    sys = [longA, 0, m, n, 0, 0]; 
    x0 = [0 0 0 0 Vo 0]; 
    ALFA=0; ANGULOS=[0 -5 -10 5]; 
    CORRIENTES=[0 0 0 0]; 
    PDTE_I=[1 1 1 1]; 
    else 
 
% En caso contrario no necesita devolver nad ya que este es un sistema continuo 
    sys = [] 
end 
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Símbolos 

α Ángulo de disparo del tiristor 
αN Constante de Neel 
αr Constante de Rayleigh 
βPE_rad Ángulo del polo del estator expresado en radianes 
βPR_rad Ángulo del polo del rotor expresado en radianes 
Γpro Línea cerrada de radio rpro en el toroide de la probeta P-AP02 
δM Fracción de la altura del polo del estator afectada por φM 
δS Fracción de la altura del polo del estator afectada por φP 
ζD Factor de dispersión (fracción de espiras abrazada por la trayec-

toria promedio del flujo de dispersión) 
ζM Factor marginal (fracción de λP correspondiente a λM) 
ζS Factor de solapamiento (fracción de λP correspondiente a λS) 
θ Posición ángular del rotor 
λ Flujo magnético concatenado 
λ0 Flujo concatenado residual en una fase 
λD Flujo concatenado de dispersión 
λM Flujo magnético concatenado marginal  
λP Flujo magnético concatenado principal 
λS Flujo magnético concatenado de solapamiento 
λT Flujo magnético concatenado total 
φ Flujo magnético 
φM Flujo magnético marginal 
φP Flujo magnético principal 
φS Flujo magnético de solapamiento 
φT Flujo magnético total 
μ Permeabilidad magnética absoluta (B/H) 
μ0 Permeabilidad magnética del vacío 
χ0 Susceptibilidad magnética inicial  
ωm Velocidad del motor  
∇ Operador nabla (del) 
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B Vector de densidad del flujo magnético  
BOk(i) Umbral de le neurona i de la capa oculta k de un MLP  
Bpro Valor del módulo de B en una trayectoria promedio de radio rpro  
BS(i) Umbral de la neurona i de la capa de salida de un MLP  
D Vector de densidad del flujo magnético (desplazamiento) 
E Vector de intensidad del campo eléctrico  
E Módulo del vector intensidad del campo eléctrico  
 Fuerza eletromotiz inductiva no lineal 
eL Fuerza eletromotiz inductiva 
eM Fuerza electromotriz rotacional 
H Vector de intensidad del campo magnético 
H Módulo del vector de intensidad del campo magnético  
h Altura del toroide de la probeta P-AP02 
heh Altura del entrehierro (ripe-repr) 
hPE Altura del polo del estator 
hPE Altura del polo del estator (riye-ripe) 
hPR Altura del polo del rotor 
Hpro Valor del módulo de H en una trayectoria promedio de radio rpro  
I Intensidad de corriente 
iF Corriente de fase 
iFE  Corriente por la resistencia equivalente de pérdidas 
iM Corriente por la inductancia de magnetización 
J Vector de densidad de corriente de conducción 
  Inductancia incremental (ϑλT /ϑiF) 
L Indutancia al origen (λT/iF) 
D  Inductancia incremental de dispersión 
lEH Altura del entrehierro  
M  Inductancia incremental de magnetización 
lPCH Longitud axial del SRM (paquete de chapas) 
pro Inductancia incremental en la probeta A-AP02 
lT_EH(n) Longitud media del entrehierro en el tubo de flujo n (2D) 
lT_PE(n) Longitud media del polo del estator en el tubo de flujo n (2D) 
lT_PR(n) Longitud media del polo del rotor en el tubo de flujo n (2D) 
lT_YE(n) Longitud media del yugo del estator en el tubo de flujo n (2D) 
lT_YR(n) Longitud media del yugo del rotor en el tubo de flujo n (2D) 
M Vector Magnetización  
M Módulo del vector magnetización  

 Valor medio de las muestras (bondad del modelo) M
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Mi Valor de la muestra i (bondad del modelo) 
n Número de muestras de una variable, número de tubos de flujo 
N Número de entradas a una red neuronal 
NEF Número de espiras por fase 
NEP Número de espiras por polo  
NF Número de fases  
NPE Número de polos del estator  
NPEF Número de polos del estator por fase 
NPR Número de polos del rotor 
NT Número de tubos de flujo 
O Numero de neuronas ocultas de una red neuronal 
Oi Valor observado de la muestra i de una variable  
Pe Polo del Estator 
Pi Valor estimado de una muestra de una variable  
Pr Polo del Rotor 
rext Radio externo de la probeta P-AP02 
reYE Radio exterior del yugo del estator en el SRM 
reYR Radio exterior del yugo del rotor en el SRM 
reYR Radio exterior del polo del rotor en el SRM 
RFE  Resistencia equivalente de pérdidas en el material  
FE  Resistencia incremental de pérdidas en el material  
rint Radio interno la probeta P-AP02 
riPE Radio interior del polo del estator en el SRM 
riYE Radio interior del yugo del estator en el SRM 
riYR Radio interior del yugo del rotor en el SRM 
rmYE Radio medio del yugo del estator en el SRM 
rmYR Radio medio del yugo del rotor en el SRM 
rpro Valor promedio de los radios rint y rext de la probeta P-AP02 
RW Resistencia del devanado (constante) 
W Resistencia incremental equivalente del devanado 
ℜYE Reluctancia media de un tubo de flujo en el yugo del estator 
ℜYR Reluctancia media de un tubo de flujo en el yugo del rotor 
SEH Sección normal a las líneas del campo en el entrehierro  
Si Valor de la muestra i en la simulacion (bondad del modelo) 
SPE Sección normal a las líneas del campo en un polo del estator 
SPR Sección normal a las líneas del campo en un polo del rotor 
SYE Sección normal a las líneas del campo en el yugo del estator 
SYR Sección normal a las líneas del campo en el yugo del rotor 
T Par motor 
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Tª Temperatura  
tDZIF Instante en el que se anula la derivada temporal de iF  
tDZIM Instante en el que se anula la derivada temporal de iM 
t0 Instante en el que se aplica la tension de fase (límite de integra-

ción inferior en la determinación de RFE) 
TR Relación de tensión entre el devanado auxiliar y principal  
tVZ Instante en el que se anula la tension magnetizante (límite de 

integración superior en la determinación de RFE) 
v Reluctividad magnética (1/μ) 
vAUX Tensión en el devanado auxiliar 
vF    Tensión en los terminales de entrada de una fase del motor 
vM    Tensión en la inductancia de magnetización 
wPE Anchura del polo del estator 
wPE Anchura de un polo del estator 
wPR Anchura del polo del rotor 
wPR Anchura de un polo del rotor 
wYE Anchura del yugo del estator (reye -riye) 
W Número de pesos de una red neuronal 
WOk(i,j) Peso de la neurona i y entrada j de la capa oculta k de un MLP  
WS(i,j) Peso de la neurona i y entrada j de la capa de salida de un MLP  
wYE Diferencia entre el radio externo e interno del estator 
wYR Diferencia entre el radio externo e interno del rotor 
Ye Yugo del estator 
Yr Yugo del rotor 



 

389 

Acrónimos 

ADEM Formulación algebraica del dual energy method 
AISI Instituto Americano del Acero y el Hierro (norma AISI/SAE) 
ANSI Instituto Nacional Estadounidense de Estándares 
ASTM Sociedad Americana de Ensayos y Materiales 
CA Corriente alterna 
CME Circuito Magnético Equivalente 
DEM Dual energy method 
DIN Instituto Alemán de Normalización 
FEM Método de los Elementos Finitos 
FTM Método de los Tubos de Flujo 
HIL Hardware in the loop (HIL).  
IEEE Instituto de Ingenieros Eléctricos y Electrónicos 
iGSE Ecuación de Steinmetz generalizada mejorada 
MAE Valor medio del error absoluto 
MLP Perceptrón multicapa 
MSE Error cuadrático medio / Ecuación de Steinmetz modificada 
NSE Coeficiente de Nash-Sutcliffe 
RBF Red neuronal de base radial 
RMSE Raíz del error cuadrático medio 
rRMSE Valor relativo de la raíz del error cuadrático medio 
RTI Real time interface 
SAE Sociedad de Ingenieros Automotores (norma AISI/SAE) 
SRM Motor o Maquina de Reluctancia Conmutada 
TAS Tubes and Slices 
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