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ABSTRACT 

Per quasi la totalità dei velivoli, il sistema frenante prevede l’utilizzo di attuatori idraulici volti 

alla compressione del pacco dischi su ciascuna ruota del carrello principale: ciò è dovuto all’ele-

vato grado di affidabilità che tali attuatori riescono a garantire, in particolare grazie all’alto li-

vello di maturità tecnologica raggiunto dall’impianto idraulico. Tuttavia, le nuove filosofie di 

progetto all-electric e more-electric aircraft spingono verso la generazione di un’unica forma di ener-

gia secondaria a bordo velivolo, che permetta di alimentare tutti i sistemi di bordo. Tra tutte 

quelle disponibili, la più versatile e che meglio si presta a soddisfare le richieste delle singole 

utenze è sicuramente l’energia elettrica. In quest’ottica, una delle possibili soluzioni per sosti-

tuire l’attuazione idraulica del sistema frenante è quella di utilizzare degli attuatori elettromec-

canici (EMA), implementabili su larga scala nel breve termine soprattutto nei velivoli di piccole 

dimensioni.  

In linea con le nuove filosofie di progetto sopracitate, il tema del presente lavoro è quello di 

cercare di tradurre l’attuazione idraulica del sistema frenante di un velivolo business jet in una 

di natura puramente elettrica. In particolare, il gruppo di ricerca Astra del Politecnico di Torino 

sta lavorando insieme all’azienda Mecaer Aviation Group al progetto del suddetto freno ad 

attuazione elettromeccanica: allo stato attuale, sono state sviluppate due possibili configurazioni 

di attuatori EMA. Ricevute in input queste ultime in aggiunta all’architettura generale del si-

stema frenante, il mio contributo all’interno del progetto è stato quello di definire, assieme al 

prof. Dalla Vedova, delle opportune leggi di controllo in forza per pilotare i suddetti attuatori: 

in questa tesi si riportano i risultati ottenuti in merito, utilizzabili in fasi più avanzate del pro-

getto per sviluppi futuri.  

Per definire le leggi di controllo in forza, sono stati utilizzati come test bench virtuali dei modelli 

numerici a parametri concentrati, implementati in ambiente Matlab-Simulink e ricavati me-

diante un approccio physical based. In particolare, in un primo momento si è sviluppato un 

modello numerico del motore elettrico BLDC, comune ad entrambe le soluzioni sopracitate: in 

seguito, questo è stato validato con test in open loop, attraverso cui è stato possibile confrontare 

a parità di input i risultati forniti dal modello numerico ed i dati sperimentali ricavati da un 

banco prova appositamente realizzato. Il modello del motore elettrico validato è stato poi inte-

grato all’interno di un modello rappresentativo dei due servomeccanismi reali, ricavato con delle 

ipotesi semplificative in linea con lo stato di avanzamento del progetto. Nonostante le semplifi-

cazioni considerate, tale modello ha permesso di simulare in maniera opportuna il comporta-

mento reale dei sistemi in esame e le loro condizioni operative: per questo motivo, è stato im-

piegato come banco prova virtuale per poter sviluppare le leggi di controllo in forza in maniera 

sicura. Le strategie di controllo ottenute su questo modello semplificato forniscono dei risultati 

in linea con i requisiti di progetto: possono dunque essere considerate come un valido punto di 

partenza, da affinare e da adattare alle singole soluzioni reali mediante l’utilizzo di modelli più 

dettagliati in fasi più avanzate del progetto.  
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1 INTRODUZIONE 

I primi carrelli di atterraggio dotati di ruote apparvero poco dopo il volo inaugurale dei fratelli 

Wright, avvenuto il 17 dicembre 1903. Tuttavia, questi non erano provvisti di un vero e proprio 

sistema frenante in quanto, per ridurre e gestire le velocità nelle operazioni di terra, ci si affidava 

alla forza d’attrito generata sia dal contatto tra le ruote ed il terreno del campo di volo sia dallo 

strisciamento del pattino di coda. Ciò era possibile date le basse velocità dei primi velivoli: dopo 

la Prima guerra mondiale si diffuse l’utilizzo di sistemi frenanti, la cui progettazione fu neces-

saria a causa dell’aumento delle prestazioni e della complessità degli aeromobili unito all’im-

piego di piste d’atterraggio asfaltate. Al giorno d’oggi, tutti i velivoli sono dotati di freni, il cui 

corretto funzionamento è fondamentale per garantire la sicurezza nelle operazioni di terra, 

come ad esempio il rallentamento del mezzo dalla velocità di atterraggio fino all’arresto, il con-

trollo del moto durante il rullaggio ed infine il mantenimento dell’aeromobile in condizioni di 

stazionamento durante l’avviamento dei motori.  

In generale, i velivoli di piccole dimensioni sono per lo più caratterizzati da carrelli a ruota 

singola, mentre all’aumentare del carico previsto sulla singola gamba aumenta il numero di 

ruote. Per quanto riguarda la configurazione delle gambe, invece, la più comunemente utilizzata 

è quella a triciclo con ruotino anteriore, in quanto i tre contatti sul terreno costituiscono il nu-

mero minimo di punti di appoggio in modo tale che il sostegno del velivolo a terra sia garantito 

esclusivamente dal carrello. In questa configurazione due gambe − dette principali o main lan-

ding gear − sono disposte nella stessa posizione longitudinale, la quale viene scelta in modo tale 

che il centro di gravità del velivolo si trovi davanti a queste in senso longitudinale; la terza 

gamba, detta secondaria, è collocata al di sotto del muso dell’aeromobile – per questo motivo 

chiamata anche nose landing gear −, con l’obiettivo di essere il più distante possibile dal centro 

di massa. Di conseguenza, se il ruotino anteriore sopporta circa il 10% del peso dell’intero ve-

livolo da fermo, il carrello principale ne sostiene il 90%: dunque, dato che l’azione frenante è 

direttamente proporzionale alla componente perpendicolare della forza risultante agente nel 

punto di appoggio, il sistema frenante viene collocato solamente nel carrello principale. Inoltre, 

sulla maggior parte degli aeromobili ciascuna delle ruote presenti in quest’ultimo è dotata di 

una propria unità di frenatura.  

Ad alto livello questa è formata da un pacco multi-dischi contenenti un rotore, uno statore e due 

dischi statorici di estremità, di cui uno è fisso e l’altro mobile – si parla rispettivamente di con-

tropiastra e piastra di pressione –: a parte il componente fisso, tutti gli altri hanno la possibilità 

di scorrere lungo l’asse comune. In particolare, l’altro componente fondamentale della singola 

unità di frenatura è l’attuatore: infatti, l’azione frenante si espleta comprimendo il pacco dischi 

contro la contropiastra per mezzo di attuatori idraulici che agiscono sulla piastra di pressione. 

La loro azione è asservita alla volontà del pilota, che controlla i freni del velivolo mediante i 

medesimi pedali utilizzati per pilotare il timone: spingendo infatti sulla parte superiore del pe-

dale destro si controlla il freno presente nella ruota principale destra, mentre agendo allo stesso 

modo sul pedale sinistro si comanda quello nella ruota principale sinistra.  

In generale, comunque, il funzionamento che sta alla base del sistema frenante prevede la con-

versione dell’energia cinetica, legata alla velocità con cui si muove il velivolo, in energia termica 

per mezzo dell’azione delle forze d’attrito generate dai freni. Tra le diverse funzioni che questi 

devono svolgere, la più gravosa è quella della frenata all’atterraggio, in cui essi sono soggetti ad 
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un elevato riscaldamento, in quanto trasformano in calore l’elevata energia cinetica dell’aero-

mobile. Dato che tra le diverse frenate trascorre sempre un tempo considerevole – soprattutto 

tra un atterraggio e l’altro – nei freni aeronautici la tendenza non è quella di disperdere imme-

diatamente il calore, bensì di accumularlo. Il calore accumulato può eccedere i 100 𝑀𝐽 con dei 

picchi di potenza istantanea oltre i 5 𝑀𝑊: in particolare, questo viene prima immagazzinato nel 

pacco caldo multi-dischi, dove la temperatura può aumentare fino a 1000 °𝐶 in alcune decine 

di secondi, per poi venir rilasciato lentamente attraverso uno scambio termico con i corpi vicini 

e con l’ambiente circostante, raggiungendo una temperatura inferiore ai 200 °𝐶 dopo circa no-

vanta minuti a seguito di una frenata estrema.   

Attualmente il sistema frenante, essendo un’utenza di tipo safety-critical come i comandi di volo 

primari, prevede l’utilizzo prevalentemente di attuatori idraulici distribuiti sulla circonferenza 

del pacco dischi, data la loro elevata affidabilità. Quando il pilota impartisce un comando di 

frenata, i pistoni idraulici devono entrare rapidamente in contatto con il pacco dischi ed inoltre 

devono essere dotati di un sistema di controllo della forza assiale esercitata; per quanto riguarda 

invece la parking brake mode, gli attuatori devono mantenere una forza assiale minima a compri-

mere il pacco dischi. Tuttavia, le nuove filosofie di progetto all-electric e more-electric aircraft spin-

gono verso la generazione di un’unica forma di energia secondaria a bordo velivolo, che per-

metta di alimentare tutti i sistemi di bordo: tra tutte quelle disponibili, l’energia elettrica risulta 

quella che meglio si può adattare a soddisfare le esigenze delle singole utenze. In questo modo, 

è possibile ridurre il peso complessivo dell’intero aeromobile e soprattutto ottimizzare l’utilizzo 

del combustibile, riducendone il consumo.  

In quest’ottica, una delle possibili soluzioni per sostituire l’attuazione idraulica del sistema fre-

nante è quella di utilizzare degli attuatori elettromeccanici o EMA, implementabili nel breve 

termine soprattutto nei velivoli di piccole dimensioni. L’impiego di questi ultimi per poter ap-

plicare una forza assiale di compressione sul pacco dischi offre la possibilità di eliminare il fluido 

idraulico in un ambiente ostile, caratterizzato da elevate temperature, di facilitare la manuten-

zione, in quanto si tratta di componenti di tipo LRU – che sta per Line-replaceable unit, vale a 

dire unità modulari progettate in modo da essere sostituite rapidamente –, ed infine di miglio-

rare le prestazioni legate al controllo. Si osserva tuttavia che l’attuatore elettromeccanico azio-

nato da un motore di tipo BLDC è una tecnologia relativamente recente, le cui failure modes 

sono ancora in fase di studio; inoltre, il rapporto potenza-peso risulta ancora decisamente svan-

taggioso rispetto ad un corrispondente attuatore idraulico di pari peso e dimensioni.  

Alla fine degli anni Novanta del secolo scorso, una prima soluzione relativa alla sostituzione 

dell’attuazione idraulica del sistema frenante in una di tipo elettrico è stata proposta dal progetto 

EABSYS (Electrically Actuated Braking System). In particolare, l’architettura complessiva del 

sistema riproduceva quella relativa ai pistoni idraulici assiali, con quattro attuatori EMA dispo-

sti a coppie – due sulla ruota di destra ed altrettanti su quella di sinistra –, quattro unità di con-

trollo del singolo motore e due unità di controllo elettronico. Ciascun EMA comprendeva un 

motore BLDC, un riduttore ed una vite a rulli: le forze generate dai singoli attuatori venivano 

sommate e poi distribuite su sei punti di applicazione mediante sistemi di leve, flange e perni. 

In seguito, nel 2008 Airbus ha proposto una diversa soluzione, testandola attraverso delle prove 

di volo eseguite su un A340: in questo caso, ciascuna ruota veniva frenata dall’azione di quattro 

EMA, le cui forze assiali erano applicate direttamente al pacco dischi. Analogamente al progetto 

EABSYS, ogni attuatore elettromeccanico era formato da un motore elettrico BLDC, un ridut-

tore ed un sistema di conversione del moto da rotativo a lineare di tipo nut-screw. Quest’idea è 

stata adottata successivamente per dei sistemi di frenatura realmente operativi, come quelli pre-

senti nel Boeing 787, entrato in servizio nel 2012.  
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Date le sue otto ruote frenanti, nel Boeing 787 sono presenti trentadue EMA e quattro unità di 

controllo motore elettroniche, indicate in figura con la sigla EBAC (Electric Brake Actuator 

Controller). Ciascuna di queste viene alimentata a ±135 𝑉 in corrente continua dalla rispettiva 

EBPSU (Electric Brake Power Supply Unit) che a sua volta riceve in input 28 𝑉 in continua. 

Per quanto riguarda il controllo, le istruzioni a ciascun attuatore EMA sono fornite dal rispettivo 

EBAC, che a sua volta dialoga con uno dei due processori BSCU (Braking System Control 

Unit). Si osserva che alcuni vantaggi nell’impiego di attuatori EMA sono ascrivibili alla sua 

caratteristica di essere un componente di tipo ‘plug and play’, come ad esempio la rapidità di 

montaggio e manutenzione, la capacità di monitorare l’usura e la salute dei freni – in termini di 

rilevamento di un eventuale deterioramento prima della perdita della funzione frenante –, o 

ancora le buone capacità di tolleranza del guasto e di riconfigurazione del sistema.  

 

Figura 1.1: Unità di frenatura Boeing B787 a sinistra, dettaglio di EMA impiegato a destra. Fonte [19] 

Figura 1.2: Architettura semplificata del sistema frenante del Boeing B787. Fonte [19] 



Introduzione 4 
 

1.1 SCOPO 
In virtù dei vantaggi sopra elencati, il tema del presente lavoro è quello di cercare di implemen-

tare quanto già presente nel Boeing B787 in un velivolo business jet, ovverosia cercare di tra-

durre l’attuazione idraulica del sistema frenante di quest’ultimo in una di natura puramente 

elettrica. In particolare, si ipotizza che la configurazione del carrello sia a triciclo con ruotino 

anteriore, in cui il carrello principale è formato da due gambe a ruota singola. Ciascuna di esse 

è dotata di un’unità frenante, costituita da un pacco caldo multi-dischi che, invece di essere 

azionato da pistoni idraulici come avviene attualmente, viene compresso mediante quattro at-

tuatori elettromeccanici. Questi vengono pilotati da una BSCU – dotata di otto drivers, uno per 

ogni motore elettrico – in cui sono implementate le leggi di controllo del sistema frenante. 

L’unità di controllo viene collocata all’interno della baia carrello, in modo tale da non essere 

soggetta alle elevate temperature dell’attuazione del freno. In particolare, essa si interfaccia con 

l’avionica tramite due linee ridondate e con due computer di bordo e riceve i segnali di comando 

della frenata rilevati da quattro trasduttori LVDT posizionati nei pressi della pedaliera. Inoltre, 

dialoga sia con gli otto EMA, impartendo comandi in forza sulla base di quanto comandato dal 

pilota e ricevendo al contempo dei segnali di feedback dai sensori, sia con dei sensori di tempe-

ratura, impiegati per monitorare la salute del sistema frenante. Quest’ultimo, alla stregua di 

quelli attuati idraulicamente, ha il compito di gestire il comando frenante proveniente dai pedali, 

in modo tale da garantire il controllo del moto nelle fasi di rullaggio ed un’opportuna decelera-

zione nella corsa di atterraggio: per far ciò, deve essere in grado di gestire la sensoristica ed i 

motori BLDC atti ad eseguire la frenata, fornendo in aggiunta lo stato di salute del freno. Inoltre, 

il sistema deve poter arrestare la rotazione delle ruote del main landing gear durante la retrazione 

del carrello, oltre ad inibire il movimento dell’aeromobile quando questo si trova in condizioni 

di parcheggio. In particolare, in tabella 1.1 si riportano le prestazioni che gli attuatori EMA 

devono garantire.   

Tabella 1.1: Prestazioni richieste agli attuatori EMA del sistema frenante di natura elettrica 

Prestazione Valore Unità di misura 

Forza frenante totale 10.581 𝑘𝑁 
Forza frenante del singolo EMA 2.645 𝑘𝑁 
Corsa totale 14.365 𝑚𝑚 
Corsa compressione pacco dischi 0.125 𝑚𝑚 
Compensazione usura 14.24 𝑚𝑚 

 

Figura 1.3: Architettura ad alto livello del sistema frenante elettromeccanico in esame 
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Nota l’architettura generale, attraverso l’azione sinergica tra il team di ricerca Astra del Politec-

nico di Torino e l’azienda Mecaer Aviation Group sono state sviluppate due possibili configu-

razioni di attuatori EMA – presentate nel capitolo dedicato – che rispondessero ai requisiti so-

pra elencati; si anticipa che entrambe le soluzioni prevedono l’utilizzo del medesimo motore 

BLDC. Lo scopo del presente lavoro è quello di definire delle opportune leggi di controllo in 

forza per pilotare gli attuatori EMA progettati ad hoc per il sistema frenante in esame, in modo 

tale che questi rispondano in maniera soddisfacente ai segnali di forza comandati.  

Per poter far ciò, si utilizzano dei modelli numerici a parametri concentrati implementati in 

ambiente Matlab-Simulink e ricavati mediante un approccio physical based. La loro importanza 

nell’ambito del progetto degli attuatori stessi e delle relative leggi di controllo è legata al loro 

impiego come test bench virtuali, attraverso cui poter stimare in prima approssimazione le pre-

stazioni attese dagli attuatori reali. In particolare, con l’obiettivo di ottenere un azionamento 

frenante rispondente ai requisiti sopra elencati, in un primo momento si è sviluppato un modello 

numerico del motore elettrico BLDC previsto per l’azionamento e, in parallelo, si è realizzato 

un banco prova che, pur nella sua semplicità, permettesse di simularne le condizioni operative. 

Dal confronto a parità di input tra i risultati forniti dal modello ed i dati sperimentali a seguito 

di test in open loop, è stato possibile validare la modellazione del motore.  

Questa viene integrata in seguito all’interno di un modello più generale, che considera anche 

l’unità di controllo BSCU – chiamata Controller nei singoli modelli – ed il sistema di trasmis-

sione del moto dal motore elettrico all’utenza. Quest’ultimo è stato in prima approssimazione 

realizzato e modellato considerando un cavo elastico, sfruttando le condizioni di analogia con 

il funzionamento del gruppo motoriduttore reale. In questo modo si è ottenuto un unico mo-

dello virtuale rappresentativo del comportamento fisico di entrambi gli attuatori EMA reali, 

impiegato per poter sviluppare le leggi di controllo in forza in maniera sicura. Una volta che 

queste vengono ritenute soddisfacenti ed opportune attraverso delle simulazioni numeriche, 

vengono successivamente implementate nel software di controllo presente nel banco prova, in 

modo tale da validarle con dei test in closed loop nel sistema reale. In particolare, nell’elaborato 

sono riportati gli esiti di alcune prove sperimentali sia in open loop sia in closed loop. Di queste 

ultime, sono presenti solamente quelle atte a validare la prima legge di controllo in forza imple-

mentata nel banco prova; si osserva che le strategie di controllo più evolute possono essere te-

state nel sistema reale allo stesso modo di quanto viene mostrato, ovvero sempre mediante prove 

in closed loop.  

Il modello numerico sopracitato, rappresentativo dei due servomeccanismi reali, è stato ricavato 

con delle ipotesi semplificative in linea con lo stato di avanzamento del progetto del sistema di 

attuazione frenante in esame. Nonostante le semplificazioni considerate, tale modello ha per-

messo di simulare in maniera opportuna il comportamento reale degli attuatori elettromeccanici 

e le loro condizioni operative: proprio per questo motivo, è stato impiegato come banco prova 

virtuale per poter sviluppare le leggi di controllo in forza. Si anticipa che le strategie di controllo 

ottenute su questo modello semplificato forniscono dei risultati in linea con i requisiti di pro-

getto: possono dunque essere considerate come un valido punto di partenza, da affinare e da 

adattare alle singole soluzioni reali mediante l’utilizzo di modelli più dettagliati in fasi più avan-

zate del progetto. In particolare, al temine della presente tesi si riporta, per ognuna delle due 

soluzioni reali, una descrizione della configurazione ed il calcolo di alcuni parametri importanti 

per una modellazione di maggior dettaglio delle stesse, come ad esempio il momento di inerzia 

equivalente del sistema motoriduttore ed i rapporti di trasmissione.  
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In conclusione, l’impiego dei modelli permette di evitare il danneggiamento del sistema mon-

tato sul banco prova reale nel momento in cui ci possano essere degli errori di valutazione in 

merito alla definizione delle leggi di controllo, in quanto queste vengono studiate prima in un 

ambiente virtuale. Al contempo, il test bench reale consente di cogliere aspetti non osservabili 

attraverso i modelli, come ad esempio la compatibilità e la mutua interazione tra i singoli com-

ponenti hardware, permettendo inoltre di testare nella realtà le leggi di controllo precedente-

mente sviluppate mediante i modelli virtuali.  

1.2 STRUTTURA PER CAPITOLI  
Il presente lavoro è strutturato come segue: 

• Capitolo 1 – Introduzione. Si introduce l’argomento principale dell’elaborato, ovvero-

sia il tentativo di convertire l’attuazione idraulica del sistema frenante di un velivolo 

business jet in una di natura elettromeccanica, e viene presentato lo scopo della tesi.  

 

• Capitolo 2 – Stato dell’arte: azionamenti frenanti. Prevede una panoramica sullo stato 

dell’arte riguardante l’attuazione idraulica dei sistemi frenanti attuali. In seguito, viene 

effettuato un confronto tra l’attuazione idraulica e quella elettrica, elencando vantaggi 

e svantaggi. 

 

• Capitolo 3 – Configurazione attuatore EMA. Si mostra la configurazione di un gene-

rico attuatore elettromeccanico, in termini di componenti principali e di logica di fun-

zionamento. 

 

• Capitolo 4 – Tipologie di controllo. Si illustra brevemente la logica che riguarda i ser-

vomeccanismi e le diverse tipologie di controllo implementabili, tra cui quella in forza.  

 

• Capitolo 5 – Modellazione motore BLDC. Si riportano le considerazioni e la logica 

tramite cui è stata effettuata la modellazione del motore elettrico impiegato nelle due 

configurazioni di attuatori EMA proposte. 

 

• Capitolo 6 – Banco prova. Si descrivono i componenti impiegati nel banco prova e si 

propongono i risultati di alcune prove in open loop ed in closed loop, atte a validare 

rispettivamente il modello del motore elettrico e la prima legge di controllo in forza 

proposta.  

 

• Capitolo 7 – Sviluppo delle leggi di controllo. Si riportano le considerazioni e la logica 

tramite cui sono state sviluppate le leggi di controllo in forza implementate nel subsy-

stem Controller. 

 

• Capitolo 8 – Soluzioni reali di attuatori EMA. Per ciascuna delle due soluzioni svilup-

pate, si riporta una descrizione della configurazione dell’attuatore ed il procedimento 

tramite cui sono stati ricavati l’inerzia equivalente del sistema di trasmissione e conver-

sione del moto ed i rapporti di trasmissione, utili per una modellazione di maggior det-

taglio delle singole soluzioni. 

 

• Capitolo 9 – Conclusioni e sviluppi futuri. Si riportano alcune considerazioni finali in 

merito ai risultati ottenuti e possibili sviluppi futuri.  
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2 STATO DELL’ARTE: AZIONAMENTI FRENANTI 

Nell’introduzione si è mostrata una possibile attuazione elettromeccanica che possa sostituire 

quella idraulica presente nel sistema frenante di un velivolo business jet. Il presente capitolo ha 

il compito di mostrare lo stato dell’arte dei sistemi frenanti impiegati nelle applicazioni aero-

nautiche. In particolare, viene descritto da cosa sono formate le singole unità di frenatura e 

soprattutto come queste vengono azionate. In seguito, dato che il lavoro si concentra su un 

sistema frenante di tipo elettromeccanico, si propone un confronto tra l’attuazione idraulica 

attualmente impiegata negli azionamenti in questione e quella elettrica, analizzando i vantaggi 

e gli svantaggi delle due soluzioni.  

2.1 TIPOLOGIE DI FRENI AERONAUTICI 
I freni aeronautici sono tutti a disco, in quanto richiedono una lavorazione più economica ri-

spetto a quelli a ganasce e soprattutto disperdono meglio l’elevato calore generato a seguito della 

frenata. Esistono architetture a disco singolo, doppi o multipli: la progettazione e la complessità 

dell’unità di frenatura sono direttamente influenzate dalle dimensioni, dal peso e dalla velocità 

di atterraggio del velivolo.  

Solitamente nei velivoli leggeri di dimensioni ridotte è possibile ottenere una frenatura efficace 

con un singolo disco solidale a ciascuna ruota del carrello principale, applicando una forza di 

attrito su entrambi i lati del disco mediante una pinza imbullonata ad una flangia sull’assale del 

carrello di atterraggio. L’azionamento è di tipo idraulico: a seguito del comando del pilota tra-

mite la pedaliera, dei pistoni idraulici agiscono in maniera tale da spingere la pinza contro il 

disco rotante, garantendo la frenatura grazie alla forza d’attrito generata dal contatto tra le pa-

stiglie ed il disco.  

Nelle architetture a disco singolo, questo può essere o fisso o flottante. Nel primo caso si tratta 

di un unico componente in metallo montato in modo tale da ruotare solidalmente con la ruota: 

l’azione frenante si espleta nel momento in cui la pinza, mossa da pistoni idraulici, preme le 

proprie pastiglie contro il disco, generando una forza d’attrito che si oppone al moto dell’ele-

mento rotante. Nel secondo caso, invece, il sistema è costituito da due dischi in metallo imbul-

lonati, di cui quello più interno – rispetto all’asse di rotazione – si muove in maniera solidale 

alla ruota: esso trascina il disco più esterno che di fatto è la vera e propria superficie di attrito, 

Figura 2.1: Schema semplificato di un sistema frenante a disco singolo 
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la quale a sua volta viene premuta dalle pastiglie delle pinze mosse da attuatori idraulici. Il 

termine flottante deriva dalla possibilità conferita al disco più esterno di potersi muovere late-

ralmente tra le pastiglie della pinza: in questo modo, quando le pastiglie comprimono il disco, 

quest’ultimo si adatta per massimizzare la superficie di contatto, generando una forza d’attrito 

uniforme su entrambi i lati dell’elemento rotante. Il principale vantaggio dei dischi flottanti è 

legato alla miglior gestione del calore generato, che è il principale nemico del sistema frenante, 

in quanto alle elevate temperature si riducono le prestazioni. Infatti, in questo tipo di dischi il 

calore viene isolato alla sola superficie di attrito, progettata appositamente per eliminarlo il più 

rapidamente possibile. In entrambi i tipi di dischi, per poter gestire la condizione in cui il pilota 

inibisce il comando di frenata, è presente una molla di distacco, il cui richiamo elastico è suffi-

ciente ad allontanare il pistone idraulico dal disco, così da eliminare l’azione frenante. Si osserva 

inoltre che, per i velivoli in cui il singolo disco non riesce a fornire un attrito opportuno, sono 

stati sviluppati freni a doppio disco su ciascuna ruota del carrello principale.  

Nella maggior parte dei velivoli moderni, ogni ruota del carrello principale è dotata di un’unità 

frenante formata da un pacco multidisco compresso da attuatori idraulici. In generale, il freno 

è costituito da un supporto simile ad un tubo di torsione che, imbullonato alla flangia dell’assale, 

sostiene le singole parti dell’unità di frenatura, in particolare il rotore e lo statore – le cui estre-

mità sono una piastra di pressione (pressure plate) ed una contropiastra (backing plate). Il rotore 

è formato da una serie di dischi in acciaio calettati sull’asse della ruota ed accoppiati al cer-

chione, in modo tale da poter scorrere perpendicolarmente ad esso muovendosi solidalmente 

alla ruota. Sono inoltre caratterizzati da scanalature ed intagli radiali, che consentono una dis-

sipazione più rapida del calore, riducendo in questo modo le deformazioni e lo svergolamento 

dei dischi dovuti a quest’ultimo. Alternati ai dischi rotorici ci sono quelli statorici, sempre in 

acciaio, fissati al tubo di torsione. Le pastiglie d’attrito, dette ferodi, sono disposte in entrambi 

i lati di ogni disco e sono realizzate con una mescola di ferro sinterizzato: sono dunque caratte-

rizzate da un’elevata conducibilità termica e soprattutto garantiscono una scarsa variazione di 

attrito generato in un ampio intervallo termico e dinamico. 

Figura 2.2: Rappresentazione esplosa di un generico freno multidisco 
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Gli attuatori idraulici che comprimono il pacco caldo multidisco sono montati su una piastra di 

torsione – la torque plate spesso è realizzata in leghe di alluminio, come ad esempio la 2014 T6 

–, su cui sono fissate anche le molle di ritorno. I pistoni idraulici sono alloggiati all’interno di 

cilindri in lega di alluminio avvitati alla piastra di torsione: le superfici di accoppiamento sono 

anodizzate per aumentare la resistenza all’usura e l’intero cilindro è sigillato mediante un o-ring 

nel punto in cui si unisce alla piastra di torsione (in figura Carrier). A seguito del comando del 

pilota, gli attuatori idraulici esercitano una forza sulla pressure plate che tende a comprimere 

l’intero pacco dischi contro la backing plate, creando una forza d’attrito molto più elevata ri-

spetto alla configurazione a disco singolo: in questo modo si garantisce una frenata più efficace 

a discapito di un conseguente incremento sensibile delle temperature. Dato che la capacità del 

velivolo di frenare è una funzione safety critical, per una questione di ridondanza gli attuatori 

idraulici nella torque plate sono alimentati da due circuiti idraulici in parallelo ed indipendenti: 

in questo modo, nel caso di un guasto ad una delle due linee idrauliche, si garantisce comunque 

che il freno riesca ad ottemperare alle sue funzioni. Inoltre, i freni sono alimentati sempre sim-

metricamente, con l’intento di evitare azioni imbardanti.  

 

Figura 2.3: Pacco caldo multidisco e dettagli del Boeing B737 
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Come nelle configurazioni a disco singolo e doppio, nel momento in cui il pilota inibisce la 

frenata la presenza di molle di ritorno garantisce il distacco degli attuatori dalla piastra di pres-

sione per mezzo dell’azione di richiamo elastico. Inoltre, sempre nella piastra di torsione sono 

presenti dei regolatori automatici (in figura automatic adjuster assembly) con il compito di gestire 

l’olio verso la linea di ritorno: in particolare, questo componente permette di trattenere nell’azio-

namento una determinata quantità di fluido, al fine di garantire le corrette distanze tra i dischi 

rotorici e statorici. Per poter invece misurare l’usura delle pastiglie i freni sono dotati di Wear 

Indicator Pin (dettaglio B in figura), ovverosia cilindretti che sporgono sempre più dalla loro 

sede man mano che i ferodi si consumano: in questo modo, è possibile valutare a seguito di 

un’ispezione visiva la necessità di sostituire tali componenti.   

Si osserva che fino all’inizio degli anni Sessanta del secolo scorso, i dischi rotorici erano costruiti 

in acciaio; in seguito, sono state realizzate alcune versioni in berillio, abbandonate però in breve 

tempo in quanto quest’elemento è altamente tossico e cancerogeno. L’ultima tecnologia realiz-

zata prevede l’utilizzo di rotori costituiti da materiali in fibra di carbonio con l’aggiunta di car-

buri di silicio, detti Carbenix: più leggeri dell’acciaio, sono caratterizzati da buone prestazioni 

in termini di calore specifico, conducibilità termica, coefficiente di dilatazione termica e resi-

stenza meccanica alle elevate temperature. In particolare, i dischi in fibra di carbonio sono de-

cisamente più spessi di quelli in acciaio, ma sono estremamente leggeri: per questo motivo, 

questa tipologia di freni è circa il 40% più leggera delle precedenti versioni. Inoltre, riescono a 

resistere e a garantire buone prestazioni a temperature superiori rispetto ai freni con componenti 

in acciaio, dissipando il calore più rapidamente: è infatti necessario tenere in conto che le tem-

perature durante una frenata in condizioni normali possono raggiungere i 500 °𝐶, mentre a se-

guito di un rejected take-off queste possono superare i 1000 °𝐶. Grazie a queste migliori carat-

teristiche, i freni in Carbenix hanno una vita operativa più lunga rispetto alle versioni precedenti, 

con una conseguente riduzione della manutenzione.  

2.2 SISTEMA DI ATTUAZIONE FRENANTE 
I freni descritti in precedenza sono tutti azionati da attuatori idraulici e, in generale, la potenza 

necessaria al loro funzionamento può essere erogata secondo due configurazioni differenti. Nei 

velivoli di piccole dimensioni più datati si utilizza un sistema indipendente che non fa parte 

dell’impianto idraulico principale; tale soluzione in seguito si è voluta, impiegando un sistema 

potenziato (o booster) che sfrutta il sistema idraulico dell’aeromobile in modo intermittente e 

solamente quando necessario. Nella maggior parte dei velivoli moderni, invece, gli attuatori atti 

alla compressione del pacco dischi ricevono la potenza necessaria al funzionamento diretta-

mente dall’impianto idraulico, con le opportune ridondanze.  

Un requisito comune a tutti i sistemi frenanti è che non vi sia dell’aria mescolata al fluido idrau-

lico. A differenza di quest’ultimo, infatti, essa è compressibile: di conseguenza, nel caso in cui 

fosse presente dell’aria nel sistema frenante, il pilota non sentirebbe i pedali “saldi” quando 

questi vengono premuti proprio a causa della compressione del gas. Per evitare che ciò si verifi-

chi, i sistemi frenanti devono essere spurgati per rimuovere l’eventuale aria presente: si osserva 

che le istruzioni per lo spurgo sono contenute nel manuale di manutenzione dell’aeromobile 

fornito dal produttore.  

2.2.1 Sistema di frenatura indipendente 

Questo sistema – molto simile all’impianto frenante dell’automobile – è implementato nei veli-

voli leggeri e di piccole dimensioni e, in generale, in quei pochi aeromobili che non possiedono 

un sistema idraulico principale. Si osserva che quanto descritto in seguito è ad esempio presente 
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su un Piper PA 28/180 della famiglia Cherokee, il cui carrello principale è dotato di due ruote 

con un freno a disco fisso singolo. Nei velivoli che implementano questo tipo di sistema fre-

nante, la parking mode viene garantita mediante un cricchetto meccanico, azionato tirando la 

maniglia del freno di stazionamento presente nel cockpit.  

In questa configurazione, l’elemento principale è un attuatore idraulico, detto master cylinder, 

collegato meccanicamente alla pedaliera e dotato di un serbatoio dedicato; in generale sono 

presenti più pistoni idraulici sia per questioni di ridondanza sia per dare la possibilità al pilota 

di eseguire una frenata differenziale, utile per il controllo della direzione del moto dell’aeromo-

bile a terra. Per quanto riguarda i serbatoi invece, questi possono essere dedicati per il singolo 

attuatore oppure possono essere condivisi da più master cylinders: l’importante è che questi ven-

gano dimensionati in maniera tale da contenere la quantità di fluido necessaria per evitare la 

depressurizzazione del sistema.  

Considerando la singola unità, il comando di frenata del pilota impartito sui pedali si traduce 

in uno spostamento del pistone all’interno dell’attuatore idraulico: questo comporta il movi-

mento del fluido idraulico presente all’interno dell’attuatore e nel serbatoio, che dunque viene 

spinto in tutta la linea idraulica. In particolare, l’olio in pressione raggiunge gli attuatori in con-

tatto con il freno, permettendo a questi di serrare la pinza contro il disco così da rallentare la 

ruota. La pressione nel sistema frenante è dunque sviluppata dai master cylinder e dipende dall’in-

tensità della frenata: più questa è alta e maggiori saranno la pressione del fluido e la conseguente 

l’azione frenante.  

 

Figura 2.4: Architettura generale di un sistema frenante indipendente 

Figura 2.5: Attuatore idraulico di un sistema frenante indipendente (master cylinder) 
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In figura 2.5 si riporta un master cyclinder prodotto dall’azienda statunitense Goodyear: esso è 

riempito di fluido idraulico spurgato e senza contaminanti, così come il serbatoio dedicato ed il 

circuito che li collega. Nel momento in cui il pilota impartisce un comando, il pistone in figura, 

dato che è collegato meccanicamente alla pedaliera, si sposta verso destra contro l’olio presente 

nella camera sigillata, aumentandone la pressione e spingendolo nella linea idraulica: in questo 

modo, il fluido in pressione all’interno del circuito raggiunge gli attuatori collegati al freno e 

garantisce la frenata richiesta. Quando il pilota annulla il comando sollevando i piedi dalla pe-

daliera, il pistone del master cylinder non esercita più una pressione sul fluido, di conseguenza le 

molle di ritorno consentono agli attuatori di staccare la pinza dal disco inibendo la frenata. A 

questo punto, il fluido viene spinto indietro nella linea idraulica dagli attuatori del freno, ritor-

nando verso il master cylinder; inoltre, la presenza di una molla di ritorno anche all’interno di 

quest’ultimo consente al pistone di ritornare verso la posizione iniziale, riportando il pedale alla 

posizione nominale. In questa condizione, il fluido idraulico ritorna nel serbatoio ed il sistema 

è pronto per una nuova frenata.  

Nella progettazione di questi attuatori, è necessario considerare la presenza di perdite e che 

inoltre l’olio utilizzato si espande all’aumentare della temperatura. Per evitare che ciò si traduca 

in una forza frenante non desiderata, si deve garantire che il fluido possa espandersi in maniera 

sicura: a tal proposito gli attuatori sono dotati di porte di compensazione, che si aprono quando 

il pistone è completamente retratto in posizione di riposo. In questo modo, in condizioni di 

elevate temperature l’olio del sistema frenante può espandersi all’interno del serbatoio, che ha 

la capacità di accogliere il volume supplementare di fluido. È inoltre presente una guarnizione 

che chiude la porta di compensazione quando il pilota impartisce un comando frenante: la te-

nuta è efficace solamente nella direzione in cui il pistone spinge il fluido verso i freni, consen-

tendone l’incremento di pressione. Quando il pistone ritorna verso – o ha già raggiunto – la 

condizione di riposo, la presenza di orifizi permette di recuperare il fluido eventualmente accu-

mulato nella camera sinistra dell’attuatore in figura. Per quando riguarda invece il collegamento 

meccanico tra i pedali ed il pistone del master cylinder, nell’ultima camera sopra citata è presente 

una guarnizione, volta ad impedire le perdite d’olio, ed un componente in gomma, con il com-

pito di impedire l’ingresso della polvere all’interno dell’attuatore.  

In un sistema di frenatura indipendente, la pressione presente all’interno della linea idraulica – 

generata dal master cylinder – è pari a quella esercitata dal pilota sui pedali. Per i velivoli di piccole 

dimensioni in cui tale livello di pressione non è sufficiente per garantire un’opportuna frenata 

in determinate condizioni, è stato necessario potenziare l’impianto frenante. In quest’ottica, 

sono stati sviluppati dei sistemi di frenatura indipendente potenziati, che incrementano la pres-

sione generata meccanicamente dal pilota utilizzando il fluido in pressione del sistema idraulico 

principale del velivolo solamente quando è necessario, vale a dire nelle frenate brusche. In tutte 

le altre situazioni, il sistema continua a funzionare in condizioni nominali come riportato sopra. 

Si osserva infatti che quanto descritto è impiegato per tutti quei velivoli in cui il sistema frenante, 

per poter funzionare correttamente, richiede nominalmente una pressione pari a quella che può 

esercitare il pilota: solamente nelle particolari condizioni in cui questa risulta insufficiente, in-

terviene un meccanismo che permette di incrementare localmente la pressione.   

Nei sistemi di frenatura indipendente potenziati, i master cylinders sono sempre collegati mec-

canicamente alla pedaliera e sono in numero tale da garantire una frenata differenziale a terra. 

In condizioni nominali, nel momento in cui il pilota preme sui pedali, il pistone all’interno dei 

cilindri idraulici spinge il fluido attraverso le linee idrauliche fino agli attuatori sui freni. Il mo-

vimento del pistone permette la chiusura dell’otturatore (in figura 2.6 chiamato poppet) della 

camera di compensazione, utilizzata a freni disattivati per fornire uno spazio capace di 
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accogliere il volume supplementare di fluido idraulico quando questo si espande a causa delle 

elevate temperature presenti a seguito di una frenata.   

Nel momento in cui il pilota preme sul pedale con maggior intensità, il sistema agisce in maniera 

tale da spostare lo spool che controlla il fluido proveniente dall’impianto idraulico: in partico-

lare, lo spostamento di questo componente permette all’olio in pressione di fluire nella camera 

di compensazione. In questo modo, il pistone spinge con maggior intensità il fluido verso gli 

attuatori dei freni, aumentando la pressione all’interno della linea idraulica e di conseguenza la 

forza frenante. Quando il pilota solleva i piedi dai pedali, il pistone ritorna nella condizione di 

riposo grazie al collegamento meccanico con la pedaliera. In questo modo, si riapre la porta di 

compensazione e lo spool si muove in maniera tale da garantire il ritorno del fluido in pressione 

aggiuntivo verso il circuito idraulico principale. Man mano che l’olio utilizzato per potenziare 

il comando scorre nell’orifizio del ritorno, la pressione nel serbatoio diminuisce progressiva-

mente e ciò comporta la chiusura automatica e graduale dello spool. Nel momento in cui lo 

spool ritorna nella condizione iniziale in cui blocca sia la mandata sia il ritorno verso l’impianto 

idraulico principale, il sistema è pronto per una nuova frenata.  

2.2.2 Sistema di frenatura potenziato 

Nella maggior parte dei velivoli moderni l’unità frenante, formata dal pacco caldo multidisco e 

dagli attuatori che la comprimono, è un’utenza diretta del sistema idraulico di bordo. Quest’im-

pianto consente il controllo e la distribuzione dell’energia a bordo velivolo per mezzo di un 

fluido incomprimibile – generalmente l’olio utilizzato è lo Skydrol –, il quale è a tutti gli effetti 

un vettore di potenza tra differenti componenti meccaniche. In generale, il sistema idraulico è 

costituito da un gruppo di generazione di portata ad una pressione opportuna, una rete di colle-

gamento e di distribuzione della potenza, un gruppo di utenze – tra cui, per l’appunto, le unità 

frenanti nel carrello principale – e, infine, alcuni organi accessori necessari al corretto funziona-

mento. Si osserva che, per motivi di safety, tale sistema è formato da più circuiti indipendenti: 

considerando ad esempio l’A320, le sue utenze sono alimentate da tre collegamenti idraulici 

indipendenti caratterizzati da diverse fonti di potenza.      

La generazione di una portata d’olio ad una sufficiente pressione viene garantita dalle pompe: 

sempre in ottica safety, ciascun circuito indipendente di bordo è alimentato da almeno una di 

esse.  

Figura 2.6: Attuatore idraulico di un sistema frenante indipendente potenziato 
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In particolare, le pompe dell’impianto idraulico possono essere azionate in tre modi differenti: 

• dal propulsore del velivolo tramite una scatola ad ingranaggi detta accessory driven gear-

box. In questo caso, si evita l’utilizzo di un motore dedicato per ciascuna pompa con un 

buon risparmio in massa: a pari potenza, infatti, un motore elettrico ha un peso circa tre 

volte maggiore rispetto ad uno idraulico. Le pompe azionate direttamente dal propul-

sore sono dette Engine Driven Pump, EDP, e sono la soluzione preferibile per elevate 

potenze; 

 

• tramite un motore dedicato, che può essere elettrico o pneumatico. I principali vantaggi 

di questa soluzione, chiamata Motor Driven Pump, MDP, sono legati al fatto che le 

pompe non sono direttamente collegate ai propulsori. In primo luogo, infatti, non do-

vendo essere necessariamente vicine ad essi, è possibile sfruttare una collocazione otti-

male sul velivolo garantendo una miglior accessibilità per la manutenzione. Inoltre, le 

pompe girano a velocità costante, possono funzionare a terra a propulsori spenti tramite 

la GPU – ground power unit – e possono essere disattivate quando non servono. Infine, 

si garantisce una maggior sicurezza in virtù del fatto che le MDP non risentono diretta-

mente delle failure del propulsore, garantendo una maggior capacità di assorbimento 

dei guasti; 

 

• tramite la RAT, ossia la Ram Air Turbine. Si osserva che questa soluzione è presente nei 

velivoli ETOPS e viene impiegata tipicamente in condizioni di emergenza.  

La potenza generata dalle pompe idrauliche viene distribuita a bordo velivolo tramite una rete 

di collegamento costituita da tubazioni – in acciaio inossidabile per i condotti ad alta pressione, 

mentre in alluminio per quelli a bassa pressione, come le linee di ritorno –, da raccordi e da 

valvole di comando e controllo, il cui compito è quello di gestire la portata di fluido in pressione 

per permettere l’introduzione dei comandi ai vari attuatori. In questo modo, la potenza idraulica 

giunge fino alle utenze, rappresentate da cilindri idraulici pilotati da valvole proporzionali. Si 

anticipa che in relazione al tipo di comando ricevuto in input da queste valvole, si distinguono 

due tipologie di azionamenti: quelli idromeccanici, indicati con l’acronimo HMA, che ricevono 

in input un comando per via meccanica, e quelli elettroidraulici, indicati con l’acronimo HSA, 

il cui input è di natura elettrica.   

Un esempio semplificato di sistema di frenatura potenziato tramite potenza idraulica è riportato 

in figura 2.7. Questo tipo di configurazione è costruito in maniera tale da facilitare il controllo 

graduale della pressione sui freni, da garantire un ritorno in forza al pilota a seguito di un co-

mando e soprattutto da assicurare un opportuno livello di safety grazie alle ridondanze neces-

sarie. A proposito di sicurezza, si osserva che per i velivoli di grandi dimensioni con carrelli 

dotati di molte ruote non è possibile accertarsi visivamente dalla cabina di pilotaggio quando 

una ruota smette di ruotare e comincia a slittare: dato che tale situazione potrebbe portare rapi-

damente a condizioni con conseguenze disastrose, per massimizzare l’efficacia della frenata e 

per evitare tali situazioni pericolose si utilizzano dei dispositivi antibloccaggio detti antiskid. 

Questi sistemi controllano il livello di pressione esercitato sui singoli freni, confrontando il se-

gnale digitale di velocità angolare della ruota campionato con un segnale di velocità calcolata 

del velivolo, ottenendo in questo modo un’indicazione sullo slittamento. Quando questo valore 

supera una data soglia, il sistema agisce in modo tale da rilassare la pressione dell’impianto in 

modo proporzionale all’intensità dello slittamento, recuperando in questo modo l’intensità de-

siderata della frenata. Ciò è reso possibile grazie alle antiskid control valves, ovvero valvole pilo-

tate con un segnale elettrico dall’unità di controllo dell’antiskid che permettono di ridurre la 
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pressione del fluido diretto agli attuatori dei freni. Si osserva che è presente una valvola di questo 

tipo per ogni unità frenante.  

Un altro componente comune presente nei sistemi frenanti potenziati idraulicamente è l’hydrau-

lic fuse. I fusibili idraulici svolgono la funzione di regolatori di portata: regolano e limitano la 

portata nei condotti idraulici fino ad un valore prefissato, a prescindere dalla pressione nel cir-

cuito o dalla forza che agisce sull’attuatore. Il loro impiego garantisce una costanza nella velo-

cità di attuazione e permette di far fronte a situazioni in cui ci sia un malfunzionamento nella 

linea idraulica, evitando in particolare di disperdere nell’ambiente fluidi in caso di rottura dei 

collegamenti idraulici. Infine, dato che la frenata è una funzione safety-critical, è necessario per 

ridondanza che le utenze del sistema frenante siano alimentate da almeno due circuiti indipen-

denti. Questi vengono gestiti attraverso le shuttle-valves che, infatti, sono installate generalmente 

a monte di utenze che possono essere alimentate da due differenti impianti idraulici, tipicamente 

quello di servizio e quello di emergenza. Le valvole a spola (o a navetta) sono dotate di un 

cursore che sente qual è l’impianto con maggior pressione, permettendogli in questo modo di 

alimentare l’utenza senza scaricare nell’altro impianto.  

L’elemento chiave di un sistema frenante potenziato idraulicamente è la valvola di controllo dei 

freni, in figura chiamata metering valve. Essa è una valvola proporzionale, ossia in grado di va-

riare in modo continuo pressioni e portate proporzionalmente al segnale d’ingresso. Negli 

Figura 2.7: Schema semplificato di un generico sistema frenante potenziato idraulicamente 
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schemi idraulici, come quello riportato in figura 1.8, le valvole di questo tipo si differenziano da 

quelle direzionali grazie ad una doppia linea sopra e sotto il rettangolo che le rappresenta. La 

maggior parte delle valvole proporzionali sono costituite da un organo meccanico – tipicamente 

il cassetto di valvola, detto spool – che, spostandosi all’interno di una camicia – sleeve – rispetto 

alla sua posizione centrata, modifica l’apertura delle luci di valvola, regolando in questo modo 

la pressione e la portata dell’olio che vi fluisce attraverso. Negli azionamenti frenanti, solita-

mente le valvole proporzionali sono a tre vie, in quanto controllano solamente una delle due 

camere dei cilindri idraulici impiegati per comprimere le unità frenanti. Si osserva che questa 

peculiarità le distingue da quelle impiegate per il controllo dei comandi di volo, caratterizzate 

da quattro vie per poter pilotare entrambe le camere degli attuatori dedicati, in modo tale da 

implementare un controllo in posizione. Ritornando all’applicazione in esame, la metering 

valve riceve in input il segnale derivante dalla pedaliera ed in base ad esso indirizza il fluido 

idraulico verso gli attuatori montati sulle unità frenanti, dosando di fatto la potenza idraulica in 

virtù del comando: ad esempio, nel momento in cui si aumenta la pressione sui pedali, essa 

indirizza una maggior quantità di fluido al freno, provocando una pressione più elevata ed una 

maggiore azione frenante proporzionalmente al comando.   

Come anticipato in precedenza, nei sistemi di frenatura potenziati le valvole proporzionali atte 

a dosare la potenza idraulica verso le utenze possono ricevere un segnale di comando – che 

determina lo stato della valvola (aperta, chiusa oppure la percentuale di apertura delle luci) – di 

due tipologie differenti. Nel caso in cui esso sia di natura meccanica, come nella configurazione 

del Boeing 737, l’azionamento è di tipo idromeccanico e solitamente di parla di metering valve; 

per le attuazioni in cui il segnale di pilotaggio della valvola è elettrico – in questo caso si parla 

di servovalvola – l’azionamento è elettroidraulico, come quello presente nell’A320. In entrambi 

i casi, nel sistema frenante l’obiettivo è quello di controllare la pressione del fluido idraulico 

indirizzato verso gli attuatori dei freni. Per questo motivo, le valvole in questione possono essere 

chiamate anche pressure control valves: infatti, sono costruite internamente in modo tale che 

l’apertura delle luci di passaggio del fluido verso la camera dell’attuatore renda la pressione 

esercitata da quest’ultimo sul pacco multidisco proporzionale al segnale di controllo.  

In figura 2.9 si riporta una valvola proporzionale impiegata nel sistema frenante potenziato per 

via idraulica del Boeing 737, il cui schema semplificato è mostrato a sinistra in figura 2.10. Data 

la funzione safety critical, il sistema è alimentato da due impianti idraulici indipendenti; tuttavia, 

per semplicità di lettura in figura ne è riportato uno soltanto. Il segnale di pilotaggio alla metering 

valve giunge attraverso un collegamento meccanico con la pedaliera: la pressione su quest’ultima 

si traduce in uno spostamento dello spool all’interno della camicia, che comporta l’apertura di 

luci di passaggio che consentono al fluido idraulico di fluire verso gli attuatori dei freni, eserci-

tando così la pressione richiesta.  

Figura 2.8: Controllo del freno per via meccanica sulla sinistra (HMA), es. B737.  

A destra, controllo di frenatura elettroidraulico (HSA), es. A320.  Fonte [18] 
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Quando il pilota preme sulla pedaliera, lo spool della valvola in figura si sposta verso sinistra: 

in questo modo, esso tappa il condotto di ritorno del sistema idraulico, consentendo al fluido in 

pressione proveniente dalla mandata di scorrere verso una delle due camere degli attuatori mon-

tati sui freni. Se il pedale dovesse essere premuto ulteriormente, lo spool si sposterebbe maggior-

mente a sinistra consentendo l’ingresso di maggior fluido nella camera dell’attuatore, aumen-

tando così la pressione da esso generata sul pacco multidisco. All’interno del cassetto di valvola 

è presente un condotto che consente a una parte del fluido proveniente dalla mandata di riem-

pire una camera, detta di compensazione, disposta ad una delle due estremità dell’elemento 

meccanico: tale sistema permette di garantire un feedback di forza al pilota quando quest’ultimo 

esercita una pressione sui pedali. Si osserva che i velivoli con comandi potenziati sono dotati di 

dispositivi dedicati atti ad aumentare e soprattutto rendere più fine il ritorno in forza sentito dal 

pilota mediante la metering valve: nel B737, ad esempio, questi sistemi di sensibilità artificiale 

sono formati da una serie di molle interne e pistoni di varie dimensioni. Quando si inibisce il 

comando di frenata, l’azione sinergica di una molla di ritorno e del fluido in pressione accumu-

lato nella camera di compensazione consente allo spool di ritornare nella sua posizione origi-

nale, in corrispondenza della quale gli attuatori dei freni non comprimono i pacchi multidisco.  

Si osserva che la metering valve riportata in figura gestisce simultaneamente sia una ruota frenante 

interna sia una esterna: nonostante ciò, la frenatura della singola ruota non è vincolata all’altra, 

in quanto la valvola proporzionale è stata progettata in maniera tale da rendere il movimento 

del singolo spool indipendente dall’altro. La maggior parte delle valvole proporzionali pilotate 

meccanicamente funzionano come sopra riportato, anche se solitamente all’interno del circuito 

idraulico è previsto che ciascuna di esse piloti solamente un’unità frenante e non due contem-

poraneamente come nel caso particolare del B737.  

Come anticipato in precedenza, il sistema frenante del B737 è alimentato da due impianti idrau-

lici indipendenti (chiamati A e B) per garantire un opportuno livello di safety: in particolare, in 

condizioni di funzionamento nominale (normal brake system) il sistema riceve la potenza idrau-

lica dal circuito B. Nel caso di guasto alla linea principale, mediante le shuttle valves l’aziona-

mento frenante viene automaticamente alimentato dal circuito A (alternate brake system). Nel 

caso in cui entrambe le linee idrauliche fossero danneggiate, il sistema è in grado di garantire 

una frenata di emergenza grazie alla presenza di un accumulatore a gas. Esso è un dispositivo 

messo in parallelo in ciascuna linea idraulica, in grado di immagazzinare energia con l’obiettivo 

Figura 2.9: Metering valve Boeing 737 
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di restituirla sotto forma di olio in pressione qualora venisse richiesto. Le due configurazioni 

più utilizzate in campo aeronautico sono quella a pistone e quella a soffietto (metallic bellow): in 

entrambi i casi, il gas impiegato è l’azoto in quanto inerte ed inoltre la quantità d’olio in essi 

immagazzinata deve essere tale da garantire un opportuno livello di frenata in caso di blackout 

o depressurizzazione di entrambe le linee di alimentazione. In genere, l’accumulatore è situato 

a monte della valvola proporzionale che pilota gli attuatori dei freni, in modo tale da poterli 

controllare anche in condizioni di emergenza. Infine, si osserva che il sistema frenante è dotato 

della modalità operativa autobrakes, alimentata solamente dal circuito idraulico B: quando que-

sta è attivata, interviene automaticamente il sistema di antiskid per evitare il bloccaggio delle 

ruote, il quale a sua volta è garantito anche in condizioni di guasto di entrambi i circuiti idraulici. 

A sinistra in figura 2.10, si riporta uno schema idraulico semplificato del sistema frenante po-

tenziato presente nei velivoli che implementano azionamenti idromeccanici, come ad esempio 

il Boeing 737: per semplicità di lettura, si riporta solamente un circuito idraulico relativo ad una 

singola ruota frenante. Si osserva che in questo tipo di configurazione, la valvola di antiskid è 

inserita in serie alla valvola proporzionale (assistance) che pilota la potenza idraulica verso l’at-

tuatore del freno – a dimostrazione di quanto detto a riguardo in precedenza –, mentre il sistema 

di frenata automatica è inserito in parallelo a quest’ultima.  

Figura 2.10: Confronto tra sistema frenante con azionamento idromeccanico (es. B737, sulla sinistra) 

e con azionamento elettroidraulico (es. A320, sulla destra). Fonte [19] 
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Lo schema di destra invece mostra il sistema frenante di un velivolo di linea con una trasmis-

sione dei segnali di comando di tipo SbW (Signal-by-Wire). La novità introdotta da questo tipo 

di architettura non è legata al sistema impiegato per poter potenziare il comando di frenata 

impartito dal pilota, bensì a come questo viene indirizzato e gestito all’interno del sistema fre-

nante stesso. Nella configurazione di sinistra, infatti, la potenza derivante dal sistema idraulico 

viene direzionata e regolata da una rete di collegamento fatta di tubazioni, raccordi e valvole: 

in particolare, le metering valves ricevono il segnale di comando in via meccanica tramite sistemi 

di aste e funi. Nel sistema di destra, la potenza viene sempre prelevata dal sistema idraulico, ma 

a differenza di prima essa viene controllata mediante delle valvole proporzionali pilotate elettri-

camente, chiamate servovalvole. In questo modo, è possibile sostituire la trasmissione mecca-

nica e idraulica del segnale di comando, diretto dal pilota alle valvole di controllo degli attuatori, 

con un collegamento costituito da databus digitali. In una configurazione di questo tipo, il pilota 

genera un comando – nel caso in esame, un frenata – che viene trasformato mediante dei tra-

sduttori in un segnale elettrico; questo è analizzato da un computer di bordo che, sulla base 

dello stato del velivolo, genera un segnale di riferimento. Tramite dei cablaggi, il segnale in 

uscita dal calcolatore è inviato alla servovalvola che muove l’attuatore dedicato.  

È importante notare che sulla base della funzione associata al singolo cilindro idraulico, esso 

può essere dotato di sensori di diverso tipo. Dato che la maggior parte dei servocomandi presenti 

a bordo velivolo sono di posizione in quanto relativi a comandi di volo, tipicamente gli attuatori 

sono dotati di trasduttori di posizione – si osserva che la medesima funzione è svolta dalla leva 

a tre centri negli azionamenti idromeccanici. Per il sistema frenante, invece, l’obiettivo è quello 

di monitorare la pressione esercitata dal servomeccanismo sui freni: dunque, nel caso in cui si 

voglia implementare una legge di controllo in forza è necessario dotare l’azionamento di un 

sensore atto a misurarla – come nel sistema frenante oggetto di studio del presente lavoro. In 

entrambi i casi, il segnale rilevato dal sensore viene inviato in feedback al calcolatore, che a sua 

volta modula il segnale di riferimento in base alla legge di controllo in esso implementata. Come 

si può dedurre da quanto riportato, l’introduzione delle architetture SbW e delle servovalvole 

permette di migliorare le strategie di controllo degli attuatori a bordo velivolo. Si osserva che 

nelle architetture SbW la mancanza di un back-up meccanico implica la necessità di un’alta 

affidabilità del sistema di trasmissione dei dati. Per questo motivo, le linee di segnale devono 

essere ridondate, così come il numero di Flight Control Computer, ed inoltre i protocolli di 

comunicazione tra i componenti devono essere affidabili.  

Ritornando alla figura 2.10, lo schema sulla destra rappresenta un generico azionamento elet-

troidraulico implementato su un sistema di frenatura, come ad esempio quello presente 

nell’A320, il diretto competitor del B737. In questo caso, le funzioni di controllo, di potenzia-

mento del comando, di antiskid e di autobrake sono gestite da un’unità di controllo BSCU e da 

un dispositivo di dosaggio della potenza idraulica: in particolare, l’elettrovalvola adibita a ciò è 

una pressure servovalve, in quanto il suo compito è quello di garantire un opportuno livello di 

pressione del fluido diretto verso gli attuatori dei freni. 

Come in tutti i velivoli, l’intensità della frenata è controllata e comandata dal pilota mediante 

la pedaliera; in particolare, è possibile effettuare una frenata libera oppure assistita con un auto-

brake caratterizzato da tre livelli di decelerazione, impiegando o meno l’antiskid. Sull’A320 il 

sistema frenante comprende due canali che funzionano in ridondanza fredda, o stand-by, il che 

significa che solamente uno dei due è attivo. Infatti, il sistema è alimentato dal circuito idraulico 

verde in modalità di funzionamento normal, mentre da quello giallo nell’alternate mode: questo 

secondo modo operativo interviene solamente in caso di necessità, in virtù del tipo di ridon-

danza implementato. In particolare, il circuito giallo è dotato in back-up di un accumulatore a 
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gas dedicato associato ad una valvola di non ritorno per gestire una frenata di emergenza. La 

trasformazione della potenza da idraulica a meccanica viene effettuata attraverso degli attuatori 

idraulici disposti sulla circonferenza di ciascuna torque plate, i quali sommano le forze generate 

esercitandole sulla piastra di pressione che comprime il pacco freni di ciascuna ruota del carrello 

principale.  

Si osserva che il sistema frenante elettroidraulico, alla stregua di quello idromeccanico, è dotato 

di numerose valvole con il duplice compito di gestire opportunamente la potenza idraulica e di 

permettere la selezione di diverse modalità di funzionamento. In condizioni nominali, la po-

tenza idraulica viene gestita da una singola servovalvola per ogni ruota frenante, i cui segnali di 

controllo elettrico sono emessi dalla BSCU sulla base del comando del pilota e sulle informa-

zioni trasmesse dall’avionica. Nel caso di guasto all’impianto idraulico verde, si attiva automa-

ticamente l’alternate mode: la BSCU, infatti, isola il circuito guasto garantendo l’alimentazione 

del sistema frenante attraverso quello giallo. Dal punto di vista del controllo, i comandi di fre-

nata del pilota vengono trasmessi in via idraulica attraverso un circuito dedicato funzionante a 

bassa pressione. In questo caso, i pedali svolgono il medesimo ruolo dei master cylinder nei 

sistemi di frenatura indipendente: generano infatti una pressione di riferimento nel circuito, la 

quale viene utilizzata per pilotare una singola valvola proporzionale per ogni coppia di ruote, il 

cui compito è quello di regolare il flusso di potenza idraulica agli attuatori. La funzione di anti-

skid viene garantita in relazione allo stato della BSCU, la quale comanda la servovalvola dedi-

cata: in generale, nell’alternate mode tale funzione è garantita, a meno di un guasto all’unità di 

controllo. Infine, l’emergency mode si attiva in caso di guasto ad entrambe le fonti di alimenta-

zione principali: in questa modalità, la potenza necessaria al funzionamento è fornita esclusiva-

mente da un accumulatore a gas presente nel circuito giallo. I comandi dalla pedaliera vengono 

trasmessi solamente in via idraulica, la funzione di antiskid è disattivata e la servovalvola del 

circuito di alternate non è operativa: in queste condizioni, l’intensità della frenata è dunque 

completamente controllata dal pilota, il quale deve assicurarsi, osservando gli opportuni indica-

tori nel cockpit, che la pressione esercitata dai freni non raggiunga i valori limite che possono 

potenzialmente portare al bloccaggio delle ruote. Al giorno d’oggi, il sistema di frenatura è di-

ventato completamente di tipo SbW, con i segnali che si trasmettono esclusivamente in forma 

elettrica anche in caso di guasto. 

L’A320 è stato il primo aeromobile commerciale ad essere dotato di HSA (Hydraulic Servo-Ac-

tuator) e ha di fatto dato il via all’universalizzazione di questi attuatori a bordo: la maggior parte 

dei velivoli precedenti all’A320 infatti implementano attuatori idromeccanici. Gli attuatori con-

trollati elettricamente sono attualmente molto utilizzati in campo aerospaziale per il controllo 

dei comandi di volo, per l’azionamento dei freni del carrello principale e per lo sterzo del nose 

landing gear. L’elemento che ha reso possibile l’impiego dell’attuazione elettroidraulica è la 

servovalvola, rappresentata schematicamente in figura 2.11.  

Le servovalvole svolgono una funzione di interfaccia tra il sistema elettrico ed idraulico di 

bordo, in quanto sono valvole proporzionali che permettono di regolare la potenza idraulica 

trasmessa agli attuatori dedicati in funzione del segnale elettrico di pilotaggio ricevuto in input 

dall’unità di controllo BSCU. Si osserva che al momento non esiste una tecnologia che permetta 

di trasformare direttamente l’energia elettrica in energia idraulica: per questo motivo esistono 

elettrovalvole a due o a tre stadi. In entrambi i casi, è presente un primo stadio elettromeccanico, 

costituito da un motore elettrico, che permette di trasformare la potenza elettrica in meccanica. 

Quest’ultima viene utilizzata per pilotare un secondo stadio idraulico, il cui compito è quello di 

regolare la potenza idraulica verso l’attuatore mediante lo spostamento di uno spool. Nel caso 

di una valvola a due stadi, quello appena descritto viene indicato in figura come Hydraulic power 
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stage. Nell’eventualità in cui le portate da gestire superino i 90 𝑔𝑝𝑚, allora risulta necessario 

l’utilizzo di valvole a tre stadi, in cui lo stadio idraulico sopra citato diventa uno stadio di pilo-

taggio – in figura Hydraulic pilot stage – impiegato per controllare un ulteriore spool di maggiori 

dimensioni. Si osserva che il terzo stadio è come se fosse un attuatore di una valvola a due stadi, 

che a sua volta regola la potenza al cilindro idraulico vero e proprio ad essa collegato.  

Indipendentemente dal numero di stadi della servovalvola, l’ultimo di essi – in figura Hydraulic 

power stage – ha il compito di inviare all’attuatore dedicato il fluido in pressione proveniente 

dalla linea idraulica. In relazione al tipo di utenza, lo stadio di potenza può alimentare una o 

due porte. Nella maggior parte delle applicazioni, soprattutto per i comandi di volo e per lo 

sterzo del carrello anteriore, la regolazione della potenza effettuata dalla servovalvola deve es-

sere tale da garantire un controllo in closed-loop di posizione: le valvole in questione sono dette 

flow servovalves ed alimentano entrambe le camere dell’attuatore controllato, sfruttando entrambi 

i condotti 𝐶1 e 𝐶2. Per gli azionamenti dei freni, invece, l’obiettivo è il controllo della pressione: 

ciò viene garantito mediante le pressure servovalves – descritte in breve precedentemente in riferi-

mento alla figura 2.8 –, le quali potenzialmente permettono di implementare delle leggi di con-

trollo in forza per i servomeccanismi frenanti.  

In conclusione, per i velivoli più datati e di piccole dimensioni, i freni sono azionati grazie ad 

un sistema di frenatura indipendente. I velivoli moderni di medio-grandi dimensioni, invece, 

sono dotati di un sistema frenante potenziato per via idraulica, comunemente detto servofreno: 

in particolare, esso è in prevalenza di tipo idromeccanico per i velivoli precedenti all’A320, 

mentre per quelli seguenti è prevalentemente elettroidraulico. Infine, in accordo con le filosofie 

di progetto more-electric e all-electric aircraft, la tendenza attuale è quella di azionare il sistema 

frenante in via elettromeccanica, per mezzo di attuatori EMA: in questo modo, gli attuatori atti 

a comprimere i freni non sono più un’utenza dell’impianto idraulico di bordo, bensì di quello 

elettrico. Un esempio di un sistema di questo tipo è quello presente nel B787, il cui schema è 

riportato in figura 1.2 nell’introduzione del presente lavoro.   

2.3 CONFRONTO TRA ATTUAZIONE IDRAULICA ED ELETTRICA 
Come descritto nell’introduzione, il tema del presente lavoro è quello di cercare di tradurre l’at-

tuazione elettroidraulica dei freni di un business jet, presente nella maggior parte dei velivoli di 

questa categoria, in una di natura puramente elettrica, alla stregua di quanto implementato nel 

B787.  

Figura 2.11: Architettura generica di una servovalvola. Fonte [18] 
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La figura seguente mostra uno schema semplificato dell’architettura comune a tutti gli impianti 

di bordo che sono fonti di energia secondaria del velivolo, come ad esempio il sistema idraulico 

ed elettrico. Per quanto riguarda il flusso di informazioni, esso è garantito da componenti che 

in generale assolvono a tre funzioni: l’acquisizione dei dati dal pilota – tramite i sistemi di in-

terfaccia uomo-macchina (MMI, Man Machine Interface) – o da altri sistemi di bordo, la loro 

rielaborazione ed infine la comunicazione degli stessi ai sistemi opportuni. Il flusso di energia, 

invece, è effettuato da componenti che, lavorando in sinergia, permettono di garantire cinque 

funzioni fondamentali: la generazione, la distribuzione, la regolazione, la conversione e la tra-

smissione della potenza, indipendentemente dalla natura di quest’ultima. Si osserva che i se-

gnali di controllo derivanti dal flusso di informazioni sono indirizzati ai componenti atti ad 

assolvere alle cinque funzioni fondamentali del flusso di potenza, rendendo queste due catene 

strettamente connesse tra loro.  

Tra tutti i sistemi di bordo l’impianto idraulico ha rappresentato, a partire dagli anni Cinquanta 

del secolo scorso, un ottimo sistema per garantire le funzioni sopra elencate, soprattutto il tra-

sferimento della potenza meccanica. A seguito di una notevole evoluzione, è ancora oggi diffi-

cilmente sostituibile nel campo dei servocomandi, in particolare nei comandi di volo primari 

potenziati. Caratterizzato da un basso peso per unità di potenza installata – permettendo di 

ottenere elevate forze o coppie con un piccolo ingombro –, esso si contraddistingue per la grande 

flessibilità nell’installazione, per un alto rendimento della trasmissione di energia fino a lun-

ghezze delle tubazioni di qualche decina di metri e per una scarsa esigenza di manutenzione 

ordinaria. Grazie ad un alto livello di maturità tecnologica raggiunto, l’impianto idraulico è 

estremamente affidabile e permette, attraverso gli accumulatori a gas, di accumulare facilmente 

l’energia necessaria a gestire le operazioni di emergenza. In generale, il sistema è caratterizzato 

da una bassa inerzia, da cui deriva una buona capacità di risposta a frequenze relativamente 

alte; inoltre, il fluido idraulico è un ottimo mezzo tramite cui trasferire e dissipare il calore ge-

nerato da altri sistemi a bordo velivolo. Per quanto riguarda il controllo, invece, esso viene ese-

guito in maniera relativamente semplice, sia alle alte sia alle basse velocità, con una variazione 

continua dei parametri di moto. 

A fare da contraltare a tutti i vantaggi sopra elencati, nell’impianto idraulico sussiste la possibi-

lità di perdere del fluido a causa della rottura di singoli componenti, il che comprometterebbe il 

funzionamento complessivo del sistema. Se da una parte il grande vantaggio è relativo all’alta 

densità di potenza dei singoli componenti, dall’altra il grande limite è dovuto alla bassa densità 

di potenza della rete di distribuzione: mediamente, per un velivolo di grandi dimensioni, la rete 

di trasferimento della potenza idraulica è circa il 75% del peso complessivo dell’intero im-

pianto. Inoltre, si osserva che numerosi svantaggi sono principalmente dovuti proprio al fatto 

Figura 2.12: Architettura del flusso di informazioni e di potenza di un impianto di bordo che è fonte di 

energia secondaria del velivolo 
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che la potenza viene distribuita per mezzo del trasferimento di massa. I fluidi utilizzati infatti 

hanno una scarsa resistenza al calore ed in particolare, se sono derivati dal petrolio, hanno una 

tendenza a creare depositi solidi, che possono infiammarsi o portare all’ostruzione delle valvole: 

per questo motivo, risulta necessario raffreddare e filtrare continuamente il fluido idraulico. In 

aggiunta, quest’ultimo risulta particolarmente inquinante e nocivo per la salute dei manutentori: 

nonostante come detto in precedenza gli interventi manutentivi siano poco frequenti, essi risul-

tano comunque particolarmente onerosi. L’ultimo aspetto negativo relativo all’impiego di 

massa per trasferire energia è legato alla riconfigurabilità dell’impianto in caso di guasto, in 

quanto il requisito fondamentale di indipendenza impedisce l’interconnessione diretta tra le di-

verse reti idrauliche presenti a bordo velivolo. In condizioni di failure, è molto importante scam-

biare la potenza tra due circuiti senza mescolare l’olio per motivi di sicurezza, in quanto questo 

potrebbe essere deteriorato da un precedente guasto: ciò viene garantito dal gruppo reversibile 

pompa-motore, detto anche PTU (Power Transfer Unit). L’aggiunta di un componente di questo 

tipo garantisce effettivamente un’ulteriore possibilità nella riconfigurazione di un sistema vitale 

per l’intero velivolo, ma al contempo comporta un incremento di peso ed una riduzione della 

basic reliability. Infine, dal punto di vista del controllo, risulta difficoltosa la sincronizzazione di 

più attuatori in parallelo; inoltre, le valvole – che si ricordano essere elementi fondamentali per 

il controllo e la regolazione della potenza idraulica – sono responsabili di cadute di pressione, 

che comportano una perdita di energia per unità di volume del fluido.  

Si osserva che gli impianti utilizzabili per trasferire e poter controllare l’energia a bordo velivolo 

variano in funzione del tipo di utilizzatore, come indicato nella seguente tabella. Risulta evi-

dente che l’impianto elettrico è indispensabile su qualsiasi aeromobile, mentre quello idraulico 

e pneumatico vengono implementati quando le potenze in gioco diventano rilevanti. Le nuove 

filosofie di progettazione more-electric e all-electric aircraft spingono nel tentativo di impiegare 

un’unica forma di energia secondaria a bordo velivolo, in particolare proprio quella elettrica: 

questo perché, come si evince dalla tabella, essa è potenzialmente quella più versatile che meglio 

si presta a soddisfare le esigenze della maggior parte delle utenze del velivolo. 

Tabella 2.1: Principali utenze e tipi di energie necessarie 

Energia Elettrica Idraulica Pneumatica Meccanica 

Attuatori Sì Sì Sì Sì 

Illuminazione Sì No No No 

Riscaldamento Sì Sì No No 

Avionica Sì No No No 

 

Al giorno d’oggi, la componentistica elettronica ha raggiunto un livello di maturità tecnologica 

tale da poter essere implementata in alcuni sistemi di attuazione a bordo velivolo. Nella tabella 

seguente, si riporta un confronto tra i vantaggi e gli svantaggi nell’impiego di potenza idraulica 

o elettrica per l’alimentazione degli attuatori.  

Tabella 2.2: Confronto tra fonti di energia secondarie a bordo velivolo: impianto idraulico ed elettrico 

Elementi di confronto Impianto idraulico Impianto elettrico 

Densità di potenza degli 
attuatori 

Molto buona Nella media 

Densità di potenza della rete 
di distribuzione della 

potenza 

Scarsa, a causa delle  
tubazioni e del fluido 

Buona, grazie ai cablaggi 
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Efficienza del controllo della 
potenza 

Generalmente bassa  
(es. perdite di pressione nelle 

valvole) 
Molto buona 

Potenza meccanica diretta-
mente trasmessa al carico 

Garantita direttamente da  
attuatori lineari 

È necessario l’utilizzo di un 
riduttore meccanico 

Gestione del calore generato 
dalle perdite di energia 

nell’attuatore 

Molto buona, grazie al  
ritorno del fluido idraulico 

verso il serbatoio 

Scarsa, si sfrutta lo scambio 
termico con l’ambiente  

locale 

Funzioni della gestione della 
potenza (es. freno o limita-

zioni della forza) 

Facili, compatte, leggere ed 
efficienti 

In campo elettrico sono 
spesso inefficienti, mentre in 
quello meccanico pesanti ed 

ingombranti 

Inerzia Bassa Alta 

Opzioni e facilità di 
comando 

Nella media Molto buona 

Capacità di riconfigurazione Difficile Facile 

Vincoli di integrazione e fun-
zionamento (es. installa-
zione o manutenzione) 

Forti  
(legati a possibili incendi, 
perdite per trafilamento,  

inquinamento) 

Moderati 

Livello di maturità 
tecnologica 

Molto alta 
Bassa, per il poco feedback 

da esperienze operative 

Potenziali evoluzioni Poche Molte 

Impatto sull’ambiente e 
sull’uomo 

Elevato Basso 

 

Riassumendo, l’attuazione idraulica presenta tre grandi svantaggi: 

• Efficienza energetica: il controllo della potenza realizzato dalle valvole comporta delle 

perdite di pressione attraverso di esse; 

 

• Distribuzione della potenza: la rete di alimentazione idraulica è pesante ed è caratteriz-

zata da forti limitazioni; 

 

• Ambiente: il fluido idraulico utilizzato è nocivo per la salute delle persone ed inoltre 

inquina l’ambiente. 

Si osserva che gli aspetti sopra elencati sono proprio i punti di forza di una potenziale attuazione 

elettrica: in quest’ottica, l’evoluzione dei sistemi di attuazione verso una tecnologia parzial-

mente, se non completamente, elettrica – proposta rispettivamente dalle filosofie di progetto 

more-electric e all-electric aircraft – tende a sfruttare le suddette qualità. Chiaramente, tale processo 

evolutivo, riportato in figura 2.13, non avviene in maniera istantanea, bensì gradualmente. A 

partire dagli anni Cinquanta, appurato che l’energia idraulica riusciva – e riesce tuttora – a sod-

disfare in maniera affidabile le esigenze della maggior parte degli attuatori a bordo velivolo, 

l’obiettivo è stato quello di migliorare proprio la tecnologia idraulica, sviluppando attuatori idro-

meccanici sempre più prestanti. In seguito, con la maturazione nel campo dell’elettronica, si è 

cercato di combinare la tecnologia idraulica con quell’elettrica: da qui lo sviluppo in un primo 

momento degli attuatori elettroidraulci (HSA) e poi di quelli elettroidrostatici (EHA). La ten-

denza negli ultimi anni, invece, è quella di sviluppare la tecnologia elettrica a tal punto da poter 
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eliminare l’impianto idraulico dal velivolo: in quest’ottica, lo studio e la ricerca in merito agli 

attuatori elettromeccanici (EMA) gioca un ruolo fondamentale. 

Confrontando le figure 2.12 e 2.13, si osserva che gli attuatori idromeccanici sono caratterizzati 

da una trasmissione per via idraulica sia delle informazioni sia della potenza; gli HMA sono 

largamente utilizzati nei velivoli civili precedenti all’A320, come ad esempio nel Boeing 737. 

Gli attuatori elettroidraulici, invece, presentano una trasmissione delle informazioni che sfrutta 

l’impianto elettrico, mentre la catena di trasmissione della potenza è ancora completamente 

idraulica; gli HSA sono stati introdotti in ambito civile a partire dall’A320 è sono al momento 

ampiamente utilizzati. Si osserva che in generale la potenza idraulica fornita ad un attuatore 

viene generata da una pompa, che riceve in input potenza meccanica. Questa può essere gene-

rata dal propulsore oppure da un motore dedicato di tipo idraulico, elettrico o pneumatico. Se 

il motore in questione è elettrico, allora l’attuatore è elettroidrostatico. Gli EHA sono caratte-

rizzati da una trasmissione delle informazioni completamente per via elettrica, ma a differenza 

degli HSA anche parte del flusso di potenza avviene per mezzo dell’impianto elettrico di bordo. 

In particolare, negli EHA un motore elettrico dedicato fornisce energia meccanica ad una 

pompa idraulica, la quale a sua volta indirizza la potenza verso un attuatore: dunque, il fluido 

idraulico in pressione è di fatto il vettore di potenza tra l’energia elettrica – sorgente di potenza 

dell’attuatore – e quella meccanica. Questi attuatori sono ad esempio utilizzati come back-up 

per l’azionamento dei comandi di volo primari dell’A380, che nominalmente sono azionati da 

HSA. Infine, gli attuatori elettromeccanici hanno una trasmissione per via elettrica sia delle 

informazioni sia della potenza. Al momento sono ad esempio impiegati nel B787 per l’aziona-

mento del sistema frenante, dello stabilizzatore orizzontale per il trim e di quattro dei suoi quat-

tordici spoiler.   

Figura 2.13: Evoluzione dei sistemi di attuazione. Fonte [19] 
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3 CONFIGURAZIONE ATTUATORE EMA 

Il sistema frenante in figura 1.3 nell’introduzione è a tutti gli effetti un servomeccanismo elet-

tromeccanico, in grado di trasformare la potenza elettrica in potenza meccanica. Costituito da 

un motore elettrico e dagli apparati d’alimentazione, comando e controllo, in generale un at-

tuatore EMA ha il compito di regolare la coppia, la velocità o la posizione di un albero di tra-

smissione.  

L’energia meccanica con coppia e velocità controllabili deve essere disponibile alle utenze di 

bordo che la necessitano, come ad esempio gli azionamenti dei comandi di volo o dei sistemi 

frenanti. Tuttavia, questa forma di potenza mal si presta ad essere trasportata nello spazio e ad 

essere distribuita in medie-lunghe distanze: come anticipato nel paragrafo 2.3, tale problema 

può essere risolto trasformando l’energia meccanica primaria prodotta dai propulsori in energia 

elettrica, dato che questa può essere trasportata su lunghe distanze con basse perdite e con pesi 

limitati della rete di distribuzione di potenza. La suddetta energia meccanica viene ottenuta 

mediante una conversione elettromeccanica dell’energia effettuata non utilizzando solamente 

un motore, bensì un azionamento elettrico, la cui struttura generale può essere suddivisa in 

quattro parti, riportate in figura 3.1.  

 

In primis un attuatore EMA è dotato di un motore elettrico – detto servomotore per i servomec-

canismi –, che è il componente responsabile della conversione dell’energia da elettrica a mecca-

nica. La potenza elettrica fornitagli in input viene regolata da una serie di dispositivi atti alla 

conversione statica della potenza, il cui compito è quello di prelevare l’energia elettrica da una sor-

gente e di trasformarla nella forma opportuna per alimentare correttamente il motore dell’EMA; 

da ciò si evince che l’architettura del convertitore statico di potenza dipende fortemente dal tipo 

di servomotore impiegato. Inoltre, il servomeccanismo EMA è dotato di sensori atti a monitorare 

il suo stato in termini di corrente, di posizione e velocità angolare del motore – mediante sensori 

a effetto Hall oppure encoder incrementali o assoluti – e di forza esercitata dall’attuatore. Tali 

segnali sono fondamentali per il corretto funzionamento delle leggi controllo implementate nel 

sistema di controllo, elemento centrale nell’azionamento elettrico. L’unità di controllo riceve in 

input un comando esterno e sulla base dello stato dell’intero sistema, noto grazie al feedback 

fornito dai sensori, fornisce in output un segnale diretto verso il sistema di conversione statica 

di potenza, tramite cui può regolare le grandezze in ingresso al motore elettrico, manipolandole 

in virtù della legge di controllo in essa implementata al fine di raggiungere il comando deside-

rato. In generale, dunque, il dispositivo di controllo gestisce le funzioni di regolazione, prote-

zione e di interfaccia dell’intero azionamento con l’ambiente circostante. Si osserva infine che 

nell’azionamento elettrico coesistono tre sistemi: uno di elevata potenza, rappresentato dalle 

Figura 3.1: Architettura generale di un servomeccanismo elettromeccanico 
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frecce rosse in figura e dell’ordine di qualche 𝑘𝑊, uno di bassa potenza dell’ordine dei 𝑊 (linee 

nere spesse) ed infine uno di segnale a bassissima potenza (ordine dei 𝑚𝑊, linee nere sottili).  

Il capitolo in esame ha il compito di analizzare i singoli componenti di un servomeccanismo 

elettromeccanico, con particolare attenzione all’applicazione oggetto della tesi. A tal proposito, 

si anticipa che il motore implementato è di tipo brushless DC, descritto in un primo paragrafo; 

inoltre, la trattazione relativa al riduttore ed al sistema di conversione del moto da rotativo a 

lineare – componenti necessari per la corretta attuazione del sistema frenante – fa principal-

mente riferimento alle soluzioni reali proposte nell’ultimo capitolo del presente lavoro.  

3.1 MOTORE ELETTRICO BLDC 
Si osserva che l’elemento che maggiormente influenza l’architettura dell’intero servomeccani-

smo è il tipo di motore elettrico impiegato; in particolare, quello più utilizzato per i servoattua-

tori elettromeccanici impiegati in campo aeronautico è il motore brushless, una macchina elet-

trica sincrona a magneti permanenti con commutazione elettronica. In generale, esso è costi-

tuito da uno statore formato da tre avvolgimenti di fase collegati a stella e da un rotore fatto di 

magneti permanenti. Rispetto al motore in corrente continua e a quello asincrono in corrente 

alternata, esso presenta l’induttore e l’indotto invertiti: in particolare, il rotore è l’induttore che 

genera il campo di induzione magnetica �⃗�  necessario per la conversione elettromagnetica 

dell’energia, mentre l’indotto è lo statore, nei cui avvolgimenti viene fatta circolare una corrente 

elettrica opportuna – che si anticipa essere pilotata dall’inverter – in modo da sviluppare le 

azioni elettrodinamiche che consentono il funzionamento desiderato del motore.  

Il termine brushless, letteralmente senza spazzole, riflette la peculiarità della macchina elettrica: 

la commutazione necessaria a far scorrere la corrente elettrica sempre nello stesso verso all’in-

terno dei circuiti dell’indotto non viene realizzata tramite un commutatore costituito da collet-

tore e spazzole, bensì da un convertitore elettronico di potenza – inverter – che assolve a questa 

funzione in maniera elettronica in funzione della posizione angolare del rotore. Questa caratte-

ristica è principalmente dovuta alla suddetta inversione di funzioni tra rotore e statore, che im-

plica la presenza di correnti pilotate dal driver su circuiti elettrici fissi e non più mobili, elimi-

nando la necessità di contatti striscianti e tutti i problemi ad essi legati, come l’usura, le scintille 

ed il rumore elettromagnetico. In generale, rispetto ai motori in corrente continua a spazzole, i 

BLDC sono caratterizzati da coppie allo spunto più alte e velocità angolari maggiori, da un 

rapporto peso-potenza migliore e da un ingombro inferiore. Inoltre, l’elevato livello di 

Figura 3.2: Sezione di un motore brushless Faulhaber serie BXT 
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affidabilità raggiunto con il tempo li rende idonei al funzionamento anche in ambienti ostili, 

come nel caso del sistema frenante in esame. Tuttavia, a fare da contraltare ai vantaggi appena 

elencati, nei motori brushless la sostituzione delle spazzole prevede l’utilizzo di una complessa 

logica di gestione della commutazione, implementata dall’inverter: essa viene garantita me-

diante una sequenza di accensione e spegnimento delle fasi in modo sincrono con la posizione 

del rotore, che viene misurata da tre sensori dedicati, uno per ogni fase.   

3.1.1 Architettura 

Dal punto di vista costruttivo la sostanziale differenza tra il motore in corrente continua a ma-

gneti permanenti monofase ed il motore brushless DC trifase risiede nel fatto che in quest’ultimo 

l’induttore e l’indotto sono invertiti. 

Lo statore, che in questa macchina elettrica assolve alla funzione di circuito indotto, è formato 

generalmente da tre elettromagneti eccitati tramite avvolgimenti in bobine montati su di essi. In 

genere, i tre avvolgimenti di fase di un sistema trifase, come il motore in esame, possono essere 

collegati secondo due configurazioni differenti, vale a dire o a stella (𝑌) o a triangolo (Δ). Nel 

primo caso, la tensione di ciascuna fase è pari ad 1 3⁄  della tensione concatenata, a differenza 

del collegamento a triangolo in cui le tensioni di fase e di linea coincidono. Si ricorda che la 

tensione di fase è pari alla differenza di potenziale tra ciascuna fase ed il neutro, mentre la ten-

sione di linea (o concatenata) è la differenza di potenziale presente tra due fasi. A parità di 

tensione di linea, in virtù della differenza tra le due configurazioni, nelle fasi collegate a trian-

golo fluisce una corrente maggiore, che comporta una generazione di coppia da parte del motore 

maggiore rispetto a quella erogabile con un collegamento a stella. D’altra parte, nel collega-

mento a delta non è possibile inibire il passaggio della corrente solamente in una delle tre fasi, 

rendendo non praticabile la tecnica di commutazione trapezia. In questa configurazione, infatti, 

risulta necessario implementare sequenze di commutazioni più complesse: per questo motivo, 

si utilizza generalmente un collegamento a stella nei motori elettrici brushless DC, come nell’ap-

plicazione in esame.  

Gli elettromagneti degli statori sono realizzati con materiali magnetici dolci, come il ferro, il 

cromo o il cobalto, perché sono caratterizzati da alta permeabilità magnetica 𝜇 e bassa isteresi 

magnetica. Queste peculiarità si addicono alla funzione di tali materiali, in quanto hanno il 

compito di amplificare il campo magnetico �⃗⃗�  [𝐴 𝑚⁄ ] in un’induzione magnetica �⃗�  [𝑇] secondo 

la seguente relazione:  

𝐵 =  𝜇 ∙ 𝐻 

Figura 3.3: Collegamento a stella e a triangolo delle tre fasi di un sistema trifase 
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In particolare, dato che gli elettromagneti dello statore si magnetizzano e smagnetizzano ad 

ogni giro, è necessario che quest’azione avvenga nel minor tempo possibile: ciò viene garantito 

per l’appunto dalla piccola area del ciclo di isteresi di questi materiali, che consente al contempo 

di dissipare meno energia nell’ambiente scaldando meno il motore.  

Per quanto riguarda il rotore, esso è costituito da materiali magnetici duri, caratterizzati da un 

elevato ciclo di isteresi che comporta un’elevata resistenza alla smagnetizzazione. Solitamente 

si utilizzano magneti permanenti di terre rare, come la lega di Neodimio-Ferro-Boro, caratteriz-

zati da elevatissime prestazioni. Si osserva che il principale limite di questi materiali risiede nel 

range di temperature ammissibili in condizioni operative: superati gli 80 − 100 °𝐶, infatti, que-

sti materiali cominciano a smaterializzarsi, compromettendo il funzionamento del motore. In 

relazione al tipo di applicazione, il rotore può variare il numero di poli magnetici: all’aumentare 

delle paia poli, il motore eroga una coppia più uniforme, ma al contempo si riduce il limite 

massimo di velocità raggiungibile, a causa dei limiti intrinsechi dati dalla massima frequenza di 

commutazione garantita dai dispositivi elettronici nel convertitore statico di potenza. Solita-

mente, per un funzionamento ottimale della macchina elettrica, si montano dalle due alle otto 

paia poli: nell’applicazione in esame, ad esempio, il motore elettrico utilizzato ha un rotore in 

Neodimio-Ferro-Boro dotato di sette paia poli.   

In generale, la disposizione dei magneti permanenti rotorici è variabile, dando origine a due tipi 

di configurazioni: 

• Motori elettrici a rotore esterno e statore interno; 

 

• Motori elettrici a rotore interno e statore esterno. Questa soluzione è preferibile in con-

dizioni termiche ostili, date da potenze in gioco molto elevate: infatti le fasi statoriche, 

essendo le parti che si scaldano per effetto Joule in quanto percorse da corrente, vengono 

disposte all’esterno del motore, in modo tale da rendere più facile il raffreddamento 

dello stesso.  

3.1.2 Funzionamento  

Il rotore del motore brushless – che assolve alla funzione di circuito induttore – genera un de-

terminato campo magnetico costante in modulo �⃗� 𝑅: se si assume come sistema di riferimento 

un osservatore solidale con il rotore, si osserva che il principio di funzionamento del motore 

brushless ricalca quello del tradizionale motore in corrente continua.   

Idealmente, alimentando le tre fasi statoriche – che formano il circuito indotto – con tre correnti 

alternate di frequenza 𝑓  opportunamente sfasate, è possibile ottenere in ogni avvolgimento 

Figura 3.4: Motore BLDC inner rotor (a sinistra) e outer rotor (a destra) 
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statorico 𝑖 un campo magnetico alternato �⃗� 𝑆𝑖. Assumendo ciascuna fase come un solenoide di 

𝑁 spire e lunghezza 𝑙 avvolto attorno ad un elettromagnete caratterizzato da una permeabilità 

magnetica relativa 𝜇𝑟, il modulo del singolo campo magnetico di ciascuna fase è pari a: 

𝐵𝑆𝑖 = 𝜇0𝜇𝑟

𝑁

𝑙
𝑖 

Il campo magnetico della singola fase è direttamente proporzionale alla corrente 𝑖 che scorre in 

essa, mentre la direzione ed il verso sono definiti dalla regola della mano destra; la risultante 

dei suddetti tre campi magnetici è a sua volta un campo magnetico: 

�⃗� 𝑆 = ∑�⃗� 𝑆𝑖

3

𝑖=1

 

In particolare, il campo magnetico statorico complessivo �⃗� 𝑆 è costante in modulo e rotante con 

velocità angolare 𝜔𝑀, definita come: 

𝜔𝑀 =
2𝜋𝑓

𝑝
 

Nella precedente relazione il termine 𝑝 indica il numero di paia poli, costante una volta definita 

la macchina elettrica: si osserva dunque che la velocità angolare del rotore è direttamente pro-

porzionale alla frequenza 𝑓 delle correnti alternate presenti nei circuiti statorici.  

Per effetto della coppia che si genera dall’interazione dei due campi magnetici, il rotore tende a 

ruotare con una determinata velocità 𝜔𝑀 con l’intento di raggiungere l’allineamento tra i due 

campi �⃗� 𝑅 e �⃗� 𝑆. Infatti, la coppia torcente del motore BLDC è dovuta all’interazione magnetica 

imposta dagli elettromagneti sui magneti permanenti rotorici: esiste una precisa sequenza di 

eccitazione delle singole fasi che impone ai magneti permanenti un movimento angolare sempre 

nella stessa direzione ed il più possibile costante, a parità di eccitazione. In particolare, la se-

quenza di eccitazione delle fasi statoriche – che si osserva essere ciclica – è tale che i magneti 

rotorici sono attratti dagli elettromagneti, senza comunque mai raggiungerli, in quanto 

Figura 3.5: Funzionamento motore BLDC trifase - sequenza di commutazione 



Configurazione attuatore EMA 31 
 

l’eccitazione è sempre solo di quelle bobine che non sono ancora state raggiunte dal rotore. In 

riferimento alla figura 3.5, la corrente che scorre nella fase 1 ha un verso tale da magnetizzare il 

relativo elettromagnete in modo da far sì che i poli opposti del rotore e dello statore siano attratti 

l’un l’altro. Quando il rotore raggiunge la fase 1, la corrente comincia a fluire nella fase 2, affin-

ché si verifichi lo stesso fenomeno appena descritto. Analogamente ciò si verifica quando il 

rotore raggiunge effettivamente la fase 2: non appena ciò avviene, la corrente comincia a scor-

rere nell’avvolgimento del terzo elettromagnete con l’intento di attrarre a sé il rotore. Tuttavia, 

quando l’elemento mobile raggiunge la fase 3, la corrente che ricomincia a fluire nella fase 1 

cambia verso rispetto al precedente, con l’intento di mantenere la rotazione del rotore unidire-

zionale. Quanto brevemente descritto si ripete ciclicamente all’interno del motore, in modo da 

assicurare una rotazione costante del rotore.  

Nel caso in cui siano presenti più bobine – sempre in multipli di due – è possibile utilizzare una 

sequenza di alimentazione che coinvolga più avvolgimenti al fine di aumentare l’interazione 

magnetica tra lo statore ed il rotore: l’idea è quella di alimentare la fase precedente e successiva 

rispetto alla posizione dell’elemento mobile, in modo tale che il suo moto sia dovuto all’azione 

sinergica di attrazione dell’elettromagnete successivo e di repulsione dal magnete precedente. 

In questo caso, le fasi statoriche in corrispondenza dei magneti permanenti rotorici sono disat-

tivate. Si osserva che quest’accortezza permette di aumentare il momento torcente, proporzio-

nale alla potenza che il motore può fornire, senza modificare sostanzialmente la struttura co-

struttiva: in particolare, tanto maggiore è il numero delle fasi tanto più fluido è il movimento 

del rotore, caratterizzato in questo modo da un momento torcente costante.  

 

L’utilizzo di un rotore costituito da un magnete permanente introduce il problema – non pre-

sente nell’equivalente motore a spazzole – dell’orientamento del campo magnetico generato 

dallo statore �⃗� 𝑆, il quale dipende dalla direzione del vettore �⃗� 𝑅 dovuta alla posizione angolare 

dell’elemento mobile. È necessario, infatti, garantire che l’azione di spinta esercitata dallo sta-

tore sul rotore sia la più efficace possibile. Ciò richiede una precisa sincronizzazione angolare 

del campo magnetico statorico con la posizione del rotore: affinché la coppia sviluppata dal 

motore sia massima, le correnti nelle fasi statoriche devono essere tali che il loro campo magne-

tico risultante �⃗� 𝑆 formi con il campo magnetico rotorico �⃗� 𝑅 un angolo prossimo a 90°.  

Figura 3.6: Funzionamento motore BLDC trifase a più paia poli - sequenza di commutazione 
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In generale i motori brushless si distinguono sulla base della tecnica di controllo utilizzata, che 

può essere a commutazione trapezoidale o sinusoidale: tali tecniche differiscono tra loro per la 

forma d’onda sia della corrente – che si anticipa essere imposta dall’inverter – sia della forza 

controelettromotrice di fase, dipendente a sua volta dalla disposizione degli avvolgimenti stato-

rici e dalla disposizione e forma dei magneti rotorici.  

Tabella 3.1: Confronto tra motori brushless trapezoidali e sinusoidali 

Commutazione trapezoidale 

Brushless DC 

Commutazione sinusoidale 

Brushless AC 

Gli avvolgimenti statorici sono sfasati spa-

zialmente di 120° e sono alimentati da cor-
renti con una forma d’onda trapezoidale. In 
questo caso risulta necessario determinare 
quali fasi alimentare, perché di tre fasi sono 
attive solamente due alla volta.  

Gli avvolgimenti statorici sono sfasati spa-

zialmente di 120° e sono alimentati da cor-

renti con una forma d’onda sinusoidale sfa-

sate nel tempo di 120°. In questo caso, le tre 
fasi sono continuamente alimentate con l’in-
tento di andare a generare il campo magne-
tico rotante di Galileo Ferraris.  

 

Il funzionamento del generico motore brushless descritto in precedenza nasconde due criticità:  

• Determinare quali avvolgimenti alimentare in modo tale da ottenere la rotazione desi-

derata dell’elemento mobile. Infatti, per poter mantenere nel tempo lo sfasamento an-

golare ottimale tra �⃗� 𝑆 e �⃗� 𝑅 mentre il rotore ruota, occorre commutare la corrente negli 

avvolgimenti di statore in modo dipendente dalla posizione del rotore per entrambi i tipi 

di commutazione. A tal proposito, i motori brushless sono dotati di sensori di posizione 

– i più comuni sono sensori a effetto Hall – che forniscono la posizione angolare del 

rotore al sistema di controllo del motore: in base al feedback fornito ai sensori, il con-

troller identifica la corretta sequenza di eccitazione delle fasi. Per i motori brushless a 

commutazione trapezoidale l’impiego dei sensori a effetto Hall permette di determinare 

quale coppia di fasi alimentare delle tre presenti – posto che si tratti di un motore trifase. 

Nei brushless AC, i suddetti sensori sono utilizzati per la determinazione delle tre cor-

renti sinusoidali che scorrono nelle fasi, in quanto queste sono dipendenti dalla posi-

zione del rotore.  

 

• Generare la forma d’onda opportuna della corrente che scorre nelle fasi del motore. 

Questa funzione viene assolta dall’inverter, il quale ha il compito di regolare la tensione 

di alimentazione in continua modulandola in base a quanto comandato dall’unità di 

controllo del motore, in termini di frequenza e di ampiezza del segnale. Le forme d’onda 

trapezoidali per i motori brushless DC e sinusoidali per i brushless AC vengono generate 

mediante la tecnica PWM.  

In conclusione, si osserva che l’esempio di funzionamento sopra riportato si riferisce in partico-

lare ad un motore brushless a commutazione trapezoidale, come la macchina elettrica impiegata 

nelle soluzioni reali proposte per l’azionamento frenante oggetto di studio del presente lavoro.  

3.1.3 Caratteristica meccanica 

Come anticipato in precedenza, si osserva che il principio di funzionamento del motore 

brushless DC – assumendo un sistema di riferimento solidale al rotore – è analogo a quello di 

una macchina elettrica in corrente continua ad eccitazione separata, realizzata mediante un 

magnete permanente: in particolare, essendo governati dai medesimi fenomeni fisici e dalle 
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stesse relazioni causa-effetto, le suddette macchine forniscono prestazioni analoghe, rappresen-

tate nella caratteristica meccanica. 

La caratteristica meccanica è il modello matematico tramite cui è possibile esprimere la rela-

zione tra coppia motrice generata dal motore e la velocità angolare del rotore: si osserva che tale 

relazione è parametrizzata con la tensione di alimentazione del motore. In virtù di quanto sopra 

riportato, i motori a spazzole in corrente continua e i motori brushless DC presentano una ca-

ratteristica meccanica con lo stesso andamento.   

In figura 3.7 si riporta uno schema semplificato di un motore a spazzole DC. Quanto di seguito 

riportato vale anche per un motore brushless DC, in quanto esso può essere considerato a tutti 

gli effetti – dal punto di vista del funzionamento – come un motore a spazzole in corrente con-

tinua ad eccitazione separata, mediante magneti permanenti, con una commutazione elettro-

nica realizzata tramite inverter.  

Come si evince dal circuito in figura, la tensione di alimentazione 𝑉𝑎 si ripartisce in due contri-

buti, uno legato al termine resistivo 𝑅 ∙ 𝑖 del circuito indotto – rotorico per i motori a spazzole e 

statorico per i brushless – e uno alla forza controelettromotrice 𝑉𝑀: 

𝑉𝑎 =  𝑅 ∙ 𝑖 + 𝑉𝑀 

Si anticipa quando riportato nel capitolo relativo alla modellazione del motore BLDC, vale a 

dire che è ragionevole assumere la forza controelettromotrice come proporzionale alla velocità 

angolare del rotore: 

𝑉𝑀 = 𝑓. 𝑐. 𝑒.𝑚.= 𝑘𝑒𝑚 ∙ 𝜔𝑀 

Analogamente, è possibile esprimere la coppia motrice generata dal motore elettrico 𝑇𝑀 come 

direttamente proporzionale alla corrente che scorre nel circuito indotto 𝑖: 

𝑇𝑀 = 𝐺𝑀 ∙ 𝑖 

Sostituendo 𝑉𝑀(𝜔𝑀) nell’equazione relativa alla tensione di alimentazione, si ottiene: 

𝑉𝑎 =  𝑅 ∙ 𝑖 + 𝑘𝑒𝑚 ∙ 𝜔𝑀 

da cui è possibile ricavare la relazione tra la corrente nel circuito indotto 𝑖 e la velocità 𝜔𝑀: 

𝑖 =
𝑉𝑎
𝑅

−
𝑘𝑒𝑚

𝑅
∙ 𝜔𝑀 

Figura 3.7: Schema semplificato motore a spazzole DC con magneti permanenti 
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Ricordando l’equazione che lega la coppia motrice 𝑇𝑀 alla corrente nel circuito indotto 𝑖, si ot-

tiene l’equazione della generica curva nel piano (𝜔 − 𝑇): 

𝑇𝑀 = −
𝐺𝑀 ∙ 𝑘𝑒𝑚

𝑅
∙ 𝜔𝑀 +

𝐺𝑀

𝑅
𝑉𝑎 

Una volta definita la macchina elettrica, sono noti da datasheet il guadagno in coppia 𝐺𝑀, la 

costante di forza controelettromotrice 𝑘𝑒𝑚 e la resistenza 𝑅: in particolare, dalla precedente re-

lazione si può dedurre che per i motori a spazzole in corrente continua e per i brushless DC le 

curve nel piano (𝜔 − 𝑇) sono delle rette decrescenti parametrizzate con la tensione di alimen-

tazione del motore 𝑉𝑎.  

 

Nel grafico in figura, che si ricorda essere riferito ai motori brush DC e brushless DC, si distin-

guono due condizioni limite: 

• Coppia di spunto 𝑇𝑀,𝑠𝑝, erogata per 𝜔𝑀 = 0𝑟𝑎𝑑
𝑠⁄ . Essa è pari alla massima coppia che 

la macchina elettrica può garantire; dalla precedente relazione per condizioni di velocità 

nulla si ricava:  

𝑇𝑀,𝑠𝑝 =
𝐺𝑀

𝑅
𝑉𝑎 

• Velocità di attuazione a vuoto 𝜔𝑀,𝑁𝐿, raggiunta per 𝑇𝑀 = 0 𝑁𝑚. Essa è la velocità in 

condizioni stazionarie del rotore considerando un carico nullo; dalla precedente rela-

zione, ponendo la coppia motrice nulla, si ricava:   

𝜔𝑀,𝑁𝐿 =
𝑉𝑎

𝑘𝑒𝑚
 

Si osserva che nella trattazione ad alto livello sopra riportata si trascurano i termini viscosi, a 

differenza di quanto riportato in seguito nella modellazione del motore BLDC impiegato negli 

attuatori EMA proposti per l’azionamento frenante.  

Si supponga che la macchina elettrica in esame debba contrastare l’azione di un carico esterno 

costante 𝑇𝐿, rappresentabile nel piano (𝜔 − 𝑇) con una curva 𝑇𝐿(𝜔𝑀). Dall’intersezione tra la 

Figura 3.8: Caratteristica meccanica motore brush DC o brushless DC 
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caratteristica meccanica del motore per un determinato valore di tensione 𝑉𝑎 e la curva rappre-

sentativa del carico 𝑇𝐿(𝜔𝑀) si identifica il punto di lavoro della macchina elettrica.   

Il suddetto punto di lavoro può appartenere ad uno dei due seguenti campi:  

• Zona di funzionamento continuativo (𝑇𝑀 < 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥): il motore opera senza riscontrare 

problematiche termiche, dunque potenzialmente può permanere in queste condizioni 

senza limiti di tempo.  

 

• Zona di funzionamento intermittente (𝑇𝑀 > 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥): il motore è esposto a sovracor-

renti che possono danneggiarlo, di conseguenza è consentito lavorare in queste condi-

zioni per limitati intervalli di tempo. La permanenza del punto di lavoro in maniera 

continuativa nella zona intermittente provoca danni irreversibili sulla macchina elet-

trica.  

Il parametro 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 che fa da sparti acque tra i due campi viene definito coppia di rated ed è 

riportato nel datasheet del motore. Nell’esempio riportato in figura, il punto di lavoro giace 

nella zona di funzionamento continuativa.  

3.2 SISTEMA DI CONVERSIONE STATICA 
Le forme d’onda della tensione – e dunque della relativa corrente – nel circuito indotto statorico 

presenti negli esempi in figura 3.5 e 3.6 sono generate mediante dei convertitori elettronici, detti 

inverter o driver: in particolare, questo componente implementa un software che, abbinato 

all’elettronica, permette l’alimentazione e la commutazione delle fasi. Quest’ultima avviene in 

base ai comandi forniti dall’unità di controllo, in funzione della posizione angolare del rotore 

rilevata dai sensori di posizione. Si osserva che le spazzole ed il commutatore a lamelle dei 

motori brush DC sono funzionalmente equivalenti all’inverter a transistor dei motori brushless. 

In generale, in un servomeccanismo elettromeccanico risulta necessario regolare la tensione ap-

plicata al circuito indotto del motore elettrico in funzione di quanto imposto dal suo sistema di 

controllo, in virtù della legge di controllo in esso implementata. Dal punto di vista operativo, 

ciò può essere ottenuto in via analogica oppure digitale: si anticipa che nelle soluzioni EMA 

proposte si è optato per la seconda modalità. Nel primo caso si ricorre all’utilizzo di un reostato, 

Figura 3.9: Caratteristica meccanica motore brush DC o brushless DC - campo di funziona-

mento continuativo (verde) e intermittente (rosso) 
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vale a dire un resistore regolabile di cui si può far variare la resistenza elettrica al fine di regolare 

la tensione d’ingresso al motore in funzione della richiesta. Tuttavia, un componente di questo 

tipo comporta una notevole potenza dispersa per effetto Joule, con relative problematiche ter-

miche.  

Grazie allo sviluppo dei transistor, la precedente modalità di regolazione viene di fatto sostituita 

dall’equivalente digitale, realizzata mediante gli inverter: in questo caso, la tensione applicata 

al motore non è analogica, ma è una tensione di ampiezza costante che viene modulata ad 

impulsi. L’inverter è un dispositivo elettronico in grado di convertire un segnale di corrente 

continua in input in uno alternato in output, permettendo di variare l’ampiezza e la frequenza 

del segnale in uscita. Di fatto è una scheda elettronica che risponde allo schema riportato nella 

seguente figura.  

La cella elementare dello schema sopra riportato è costituita dalla coppia di un transistor e di 

un diodo. Il primo è in generale un componente elettronico composto da tre terminali – rispet-

tivamente base (B), collettore (C) ed emettitore (E) – che può lavorare solamente in due stati: 

• Stato logico alto 1, equivalente ad un interruttore chiuso; 

 

• Stato logico basso 0, equivalente ad un interruttore aperto. 

In particolare, la base è alimentata con un piccolo segnale di tensione. Se essa riceve una ten-

sione superiore ad un determinato valore di soglia, allora il transistor permette alla corrente di 

scorrere dal collettore all’emettitore – interruttore chiuso. Viceversa, se il segnale di tensione 

fornito alla base non supera la soglia, tale componente impedisce il passaggio di corrente da C 

ad E – interruttore aperto. In altri termini, la base pilota il collettore: mandando in conduzione 

con un segnale elettrico di bassa intensità la base B è possibile controllare un elevato valore di 

corrente proveniente dal collettore C, indirizzandolo verso l’emettitore E. A tutti gli effetti il 

transistor è dunque un interruttore pilotato per via elettrica. 

Le tipologie di transistor maggiormente impiegati in ambito aerospaziale sono: 

• MOSFET. È un particolare transistor ad effetto campo (FET), caratterizzato da una 

velocità di commutazione dell’ordine dei centesimi di 𝑚𝑠, capace di commutare con 

una frequenza dell’ordine dei 𝑀𝐻𝑧. D’altra parte, i MOSFET riescono a gestire potenze 

Figura 3.10: Schema inverter con architettura a ponte 
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fino ad 1 𝐾𝑊, in quanto riescono a pilotare correnti di solamente qualche decina di 

Ampere; 

 

• IGBT. È un particolare transistor a gate isolato, utilizzato in applicazioni in cui è neces-

sario gestire elevata potenza. In particolare, gli IGBT gestiscono potenze superiori ai 

MOSFET, intorno alle centinaia di 𝑘𝑊, anche se sono più lenti rispetto a questi ultimi 

nella commutazione delle fasi. In ambito aerospaziale sono principalmente utilizzati per 

i comandi di volo, in quanto le potenze in gioco oscillano mediamente tra l’1 𝑘𝑊 e i 

10 𝑘𝑊.  

 

A ciascun transistor è accoppiato un diodo di protezione. Si supponga infatti che il transistor 

passi da una condizione di conduzione ON ad una di non conduzione OFF. Per effetto dell’iner-

zia elettrica dovuta al contributo induttivo del motore elettrico, la corrente che scorre in esso 

non si annulla istantaneamente: questa corrente residua cerca di scaricarsi a massa e per far ciò 

salta la discontinuità di impedenza generata dal transistor non in conduzione, formando un arco 

elettrico. Se da una parte la scintilla che si genera consente alla corrente residua di esaurirsi – 

concludendo il transitorio di spegnimento – dall’altra quest’ultima rischia di bruciare il transi-

stor, in quanto essa si forma proprio a ridosso della giunzione. Per evitare questo fenomeno, 

ciascun transistor è protetto da un diodo: quando nel caso precedente lo stato del transistor passa 

da 1 a 0, il diodo di protezione impedisce alla corrente di scorrere verso quest’ultimo, indiriz-

zandola nuovamente all’interno del motore. In questo modo, è possibile far fluire la corrente 

residua nel circuito indotto nel motore fino a quando questa non si dissipa.  

Per garantire l’inversione del senso di rotazione del rotore, le celle elementari sopracitate – co-

stituite da una coppia di transistor e diodo – sono disposte secondo un’architettura a ponte. Si 

osserva che per poter pilotare una singola fase del motore sono necessari 4 transistor secondo 

un’architettura ad H, come mostrato in figura 3.12: invertendo la polarizzazione delle basi dei 

transistor a coppie è possibile invertire il verso della corrente negli avvolgimenti del circuito 

indotto del motore e di conseguenza il verso del moto. Tuttavia, nella maggior parte dei motori 

BLDC sono presenti tre fasi: al posto di triplicare l’architettura a ponte ad H a quattro transistor 

appena esposta, è possibile condividere le coppie di transistor con più fasi. In questo modo, 

l’inversione del senso di rotazione del rotore è garantita mediante un’architettura dell’inverter a 

ponte con sei transistor.  

Si anticipa che il motore considerato nelle soluzioni proposte nei capitoli conclusivi del presente 

lavoro prevede l’utilizzo di un driver con sei mosfet disposti come in figura 3.10.  

 

Figura 3.11: Tipologie di transistor 
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La regolazione della tensione d’ingresso al motore viene garantita dal driver per mezzo della 

tecnica Pulse Width Modulation (PWM), attraverso cui è possibile convertire la tensione di 

alimentazione in continua del motore BLDC in un segnale alternato caratterizzato da una de-

terminata ampiezza e frequenza, sulla base di quanto imposto dal sistema di controllo. L’idea è 

quella di individuare un’opportuna sequenza di accensione e spegnimento dei transistor in 

modo tale da riuscire a fornire alle fasi del motore l’opportuno andamento di tensioni atto al 

corretto funzionamento del motore. Per ottenere ciò, il segnale di pilotaggio delle basi dei tran-

sistor si ricava mediante la tecnica PWM.  

La modulazione della larghezza dell’impulso si basa sul controllo del valor medio della tensione 

che alimenta il motore, effettuato aprendo e chiudendo ad una frequenza costante – detta fre-

quenza di switching 𝑓𝑠𝑤 – i transistor dell’inverter, il quale è posto tra l’alimentazione ed il mo-

tore. La potenza fornita alla macchina elettrica dipende unicamente dalla larghezza di ciascun 

impulso, rappresentata dal duty cycle definito come: 

𝐷𝐶 =
𝑡𝑂𝑁

𝑇
 

Nella precedente relazione 𝑡𝑂𝑁 è l’intervallo di tempo in cui l’impulso permane nello stato lo-

gico alto (cioè il transistor è effettivamente in conduzione, come un interruttore chiuso), mentre 

𝑇 è l’intervallo di tempo che trascorre tra un impulso e l’altro, con: 

𝑇 =
1

𝑓𝑠𝑤
 

Figura 3.12: Architettura di inverter a ponte ad H 

Figura 3.13: Esempi di onde quadre a pari ampiezza e frequenza al variare del duty cycle 
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Si osserva che la frequenza di switching deve essere più elevata rispetto a quella del segnale che 

si intende generare mediante la PWM. In particolare, per alti valori di 𝑓𝑠𝑤 si riscontra un mi-

glioramento della fluidità del motore, a discapito di un importante aumento dei consumi dell’in-

verter. D’altra parte, per basse frequenze 𝑓𝑠𝑤 si verifica un aumento della rumorosità del motore.  

In definitiva, l’inverter riceve in input la tensione costante derivante dall’alimentazione, mentre 

fornisce in output per ciascuna delle tre fasi un’onda quadra di ampiezza e frequenza costanti – 

rispettivamente pari alla tensione di alimentazione e a 𝑓𝑠𝑤 – mentre la durata di ciascun impulso 

varia nei singoli periodi. La tecnica PWM permette di determinare la larghezza di ciascun im-

pulso – vale a dire il duty cycle per ogni periodo 𝑇 – al fine di ottenere un segnale in uscita da 

indirizzare in ciascuna fase con un andamento medio nel tempo che corrisponde al valore im-

posto dal sistema di controllo.   

3.3 RIDUTTORE 
Nei servomeccanismi elettromeccanici, a valle del motore elettrico è presente un riduttore di 

velocità, che ha il compito di adattare la velocità angolare del rotore 𝜔𝑀 e la coppia meccanica 

𝑇𝑀 generata dal motore a quanto richiesto dal carico.  

In generale, un riduttore è un dispositivo meccanico composto da ingranaggi con il compito di 

ottenere, a pari potenza meccanica, una velocità di rotazione dell’albero di uscita 𝜔2 (albero 

lento) inferiore rispetto a quella dell’albero d’ingresso 𝜔1 (albero veloce). In particolare, si defi-

nisce il rapporto di riduzione 𝜏 come: 

𝜏 =
𝑖𝑛𝑝𝑢𝑡

𝑜𝑢𝑡𝑝𝑢𝑡
=

𝜔1

𝜔2
 

Per come è definito 𝜏, per i riduttori esso assume valori superiori all’unità. Noto che in prima 

approssimazione la potenza meccanica si conserva tra monte e valle del riduttore vale che: 

𝜏 =
𝜔1

𝜔2
=

𝑇2

𝑇1
 

Figura 3.14: Segnale impulsivo ad ampiezza e frequenza costanti realizzato con la tecnica PWM 

(grafico in basso), il cui valor medio corrisponde al segnale modulante sinusoidale (grafico in alto) 
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Se da una parte il riduttore permette di ridurre la velocità angolare tra monte e valle del dispo-

sitivo meccanico, dall’altra consente di ottenere una coppia dell’albero di output maggiore ri-

spetto a quella dell’albero di input.   

È noto che le dimensioni di una macchina elettrica sono proporzionali alla coppia da essa ero-

gata. Dato che in campo aeronautico il carico esterno agente sul motore è caratterizzato da 

coppie 𝑇𝐿 abbastanza elevate, solitamente tra motore ed utilizzatore si interpongono uno o più 

stadi di riduzione. In questo modo, è possibile utilizzare dei motori elettrici di ridotte dimen-

sioni, capaci di lavorare ad elevati regimi di velocità erogando basse coppie: la presenza di un 

riduttore consente infatti di trasferire la potenza meccanica generata dalla macchina elettrica al 

carico esterno, adattando la coppia e la velocità angolare alle richieste dell’utilizzatore – solita-

mente alte coppie con basse velocità angolari. In generale, si definiscono motoriduttori quei 

sistemi in cui costruttivamente il motore costituisce un tutt’unico con il riduttore, riducendo in 

questo modo ingombri e costi.  

Per gli stadi di riduzione si possono adottare diverse soluzioni, come: 

• Rotismi ordinari con ingranaggi cilindrici e/o conici; 

 

• Viti senza fine; 

 

• Rotismi epicicloidali; 

 

• Soluzioni combinate.  

Si definisce rotismo un sistema di ruote dentate che ingranano tra loro in modo tale che il mo-

vimento di una si esse causi la rotazione delle altre, trasferendo in questo modo il moto. Per far 

sì che due ruote ingranino, esse devono avere lo stesso modulo 𝑚, il quale è una dimensione 

caratteristica della dentatura, che costituisce il riferimento per il proporzionamento. In partico-

lare, per ciascuna ruota dentata sussiste una relazione tra il suo modulo 𝑚, il numero di denti 𝑧 

ed il raggio primitivo 𝑟: 

𝑟 =
1

2
𝑚𝑧 

Si ricorda che 𝑟 è definito come il raggio del cerchio primitivo, che si ottiene sezionando, con 

un piano perpendicolare agli assi, due ruote di frizione con un rapporto di trasmissione pari a 

quello dell’ingranaggio.  

Considerando una coppia di ruote dentate, essa costituisce un ingranaggio: 

• esterno, se il verso di rotazione della ruota condotta è opposto a quello della ruota mo-

trice. In questo caso il rapporto di trasmissione 𝜏 è negativo; 

 

• interno, se il verso di rotazione della ruota condotta è concorde a quello della ruota 

motrice. In questo caso il rapporto di trasmissione 𝜏 è positivo. 

Si definisce invece ruota oziosa una ruota che ingrana contemporaneamente con altre due: la 

sua presenza all’interno di un treno di ingranaggi ha il solo scopo di invertire il senso di rota-

zione, mentre non influisce sul rapporto di trasmissione complessivo.  



Configurazione attuatore EMA 41 
 

I riduttori con rotismi ordinari sono costituiti da ruote dentate tutte caratterizzate da assi di 

rotazione fissi. Si consideri ad esempio il rotismo schematizzato con il relativo diagramma filare 

nella seguente figura.  

Il rapporto di trasmissione globale è definito come: 

𝜏 =
𝜔1

𝜔9
 

In particolare, percorrendo tutto il rotismo, si ricava che: 

𝜏 =
𝜔1

𝜔9
=

𝜔1

𝜔2
∙
𝜔3

𝜔4
∙
𝜔5

𝜔6
∙
𝜔6

𝜔7
∙
𝜔8

𝜔9
 

Si osserva che: 

𝜔2 = 𝜔3 

𝜔4 = 𝜔5 

𝜔7 = 𝜔8 

in quanto solidali allo stesso albero. Dunque, il precedente rapporto di trasmissione diventa: 

𝜏 =
𝜔1

𝜔9
=

𝜔1

𝜔2
∙
𝜔2

𝜔4
∙
𝜔4

𝜔6
∙
𝜔6

𝜔7
∙
𝜔7

𝜔9
= 𝜏12 ∙ 𝜏34 ∙ 𝜏56 ∙ 𝜏67 ∙ 𝜏89 

La precedente relazione dimostra che il rapporto di trasmissione globale di un rotismo ordinario 

è uguale al prodotto dei rapporti di trasmissione di ciascuna coppia di ruote. Per esplicitare 𝜏 in 

funzione del numero di denti 𝑧, si ricorda che per una coppia di ruote dentate vale che: 

𝜏 =
𝜔𝑖𝑛𝑝𝑢𝑡

𝜔𝑜𝑢𝑡𝑝𝑢𝑡
=

𝑧𝑜𝑢𝑡𝑝𝑢𝑡

𝑧𝑖𝑛𝑝𝑢𝑡
 

Dunque: 

𝜏 =
𝜔1

𝜔9
= 𝜏12 ∙ 𝜏34 ∙ 𝜏56 ∙ 𝜏67 ∙ 𝜏89 = (−

𝑧2

𝑧1
) (−

𝑧4

𝑧3
) (−

𝑧6

𝑧5
) (−

𝑧7

𝑧6
) (

𝑧9

𝑧8
) 

Figura 3.15: Diagramma filare di generico rotismo ordinario 
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Semplificando i numeri di denti della ruota oziosa 𝑧6 – a testimonianza del fatto che interviene 

solo nel verso di rotazione complessivo del rotismo e non nel rapporto di trasmissione – si ot-

tiene:  

𝜏 =
𝜔1

𝜔9
= (

𝑧2

𝑧1
)(

𝑧4

𝑧3
)(

𝑧7

𝑧5
) (

𝑧9

𝑧8
) 

Si osserva che per ottenere dei rapporti di trasmissione elevati con rotismi ordinari è necessario 

utilizzare un elevato numero di ruote dentate con numero di denti sempre crescenti, implicando 

inevitabilmente diametri degli ingranaggi sempre maggiori. Per questo motivo i riduttori costi-

tuti solamente da rotismi ordinari sono caratterizzati da ingombri e masse elevate.  

I riduttori possono essere anche costituiti da uno o più stadi composti da rotismi epicicloidali, 

che si differenziano da quelli ordinari in quanto caratterizzati da una o più ruote dentate del 

treno ingranaggi con assi di rotazione mobili. Nella seguente figura si riporta uno schema di un 

rotismo epicicloidale, in cui le ruote sono rappresentate dalle loro circonferenze primitive. 

 

La trasmissione di un rotismo epicicloidale è realizzata mediante quattro componenti: 

• portatreno (o portasatelliti), un equipaggio rigido che ruota attorno all’asse fisso del ro-

tismo trascinando gli assi mobili; 

 

• ingranaggio solare (o pignone), una ruota a dentatura esterna ad asse fisso coincidente 

con l’asse del portatreno e solitamente collegato all’albero motore; 

 

• corona, una ruota a dentatura interna con asse fisso coincidente con l’asse del porta-

treno; 

 

• satelliti (o planetari), ruote a dentatura esterna ad assi mobili, che ruotano ingranando 

con i solari. 

Figura 3.16: Vista frontale (a sinistra) e laterale (a destra) di un rotismo epicicloidale 
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Mediante la formula di Willis, è possibile determinare la relazione che intercorre tra le velocità 

angolari assolute di solare 𝜔1, corona 𝜔2 e portatreno Ω: 

𝜏 =
𝜔1 − Ω

𝜔2 − Ω
 

Si ricorda che in generale la relazione tra una generica velocità assoluta 𝜔𝐴⃗⃗⃗⃗  ⃗ e la relativa 𝜔𝑅⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ è la 

seguente: 

𝜔𝐴⃗⃗⃗⃗  ⃗ = 𝜔𝑅⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ + 𝜔𝑇⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ 

con 𝜔𝑇⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ la velocità di trascinamento. Da cui: 

𝜔𝑅⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ = 𝜔𝐴⃗⃗⃗⃗  ⃗ − 𝜔𝑇⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ 

Dato che nei rotismi epicicloidali gli assi di rotazione mobili dei satelliti sono trascinati dal 

portatreno, vale che: 

𝜔𝑇⃗⃗ ⃗⃗  ⃗ = Ω⃗⃗  

Di conseguenza, i moduli delle velocità relative al portatreno del solare e della corona sono 

rispettivamente:  

𝜔1
𝑅 = 𝜔1 − Ω 

𝜔2
𝑅 = 𝜔2 − Ω 

Si osserva dunque che la formula di Willis considera il rapporto tra le velocità angolari di solare 

(𝜔1
𝑅) e corona (𝜔2

𝑅) riferite al portatreno, non il rapporto tra le velocità assolute 𝜔1 e 𝜔2. In altri 

termini, mediante la suddetta formula si determina il rapporto di trasmissione di un rotismo 

epicicloidale reso ordinario, vale a dire il rapporto tra le velocità di solare e corona in un sistema 

di riferimento solidale con il portatreno, che ruota con velocità Ω.  

Nel sistema di riferimento rotante con Ω, il rotismo formato da solare, satellite e corona è di 

fatto un rotismo ordinario, il cui rapporto di trasmissione vale: 

𝜏 =  (−
𝑧3

𝑧1
) (

𝑧2

𝑧3
) = −

𝑧2

𝑧1
 

In questo sistema di riferimento, il satellite equivale alla ruota oziosa presente nei rotismi ordi-

nari, in quanto ingrana contemporaneamente con il solare e la corona.   

Uguagliando le due relazioni ottenute nel medesimo sistema di riferimento rotante con Ω, si 

ottiene: 

𝜏 =
𝜔1 − Ω

𝜔2 − Ω
= −

𝑧2

𝑧1
 

Nonostante la precedente relazione sia stata ricavata in un sistema riferimento rotante, essa vale 

anche per un sistema di riferimento fisso in quanto non considera grandezze vettoriali, ma solo 

scalari. Esplicitando Ω si ottiene: 

Ω =
𝜔1 ∙ 𝑧1 + 𝜔2 ∙ 𝑧2

𝑧1 + 𝑧2
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Dato che sono presenti tre velocità angolari (𝜔1, 𝜔2 e Ω) e solamente una relazione che le uni-

sce, si osserva che il rotismo epicicloidale è un meccanismo a due gradi di libertà.  

Il riduttore di velocità è un organo meccanico con un input ed un output, di conseguenza ri-

spetto alla configurazione del rotismo epicicloidale generico è necessario mantenere fisso uno 

dei tre componenti aventi asse coassiale all’asse principale del rotismo (uno tra solare, porta-

treno e corona), utilizzando gli altri due elementi rispettivamente per l’albero d’ingresso e di 

uscita della trasmissione della potenza. Le tre possibili combinazioni, che si differenziano per il 

rapporto di riduzione e per la trasmissione della coppia, sono: 

• Corona fissa, con ruota solare motrice e portatreno nell’albero condotto con rotazione 

concorde tra input e output; 

 

• Portatreno fisso, con ruota solare motrice e corona nell’albero condotto con rotazione 

discorde tra input e output; 

 

• Solare fisso, con corona motrice e portatreno nell’albero condotto con rotazione con-

corde tra input e output; 

Solitamente, per aver un elevato rapporto di trasmissione, nei riduttori con rotismi epicicloidali 

si mantiene fissa la corona. In questa configurazione il solare, montato nell’albero motore, mette 

in rotazione i tre o più ingranaggi satelliti, i quali ruotano tra il pignone e la corona descrivendo 

una circonferenza e trascinando il portatreno collegato all’albero condotto: in questo modo, la 

velocità angolare del portasatelliti – output dello stadio di riduzione epicicloidale – risulta note-

volmente minore rispetto a quella del solare.  

Considerando la relazione che caratterizza il rotismo a due gradi di libertà, fissando la corona 

(𝜔2 = 0 𝑟𝑎𝑑
𝑠⁄ ) si ottiene: 

Ω =
𝑧1

𝑧1 + 𝑧2
∙ 𝜔1 

Di conseguenza, il rapporto di riduzione del singolo stadio epicicloidale con corona fissa, solare 

in albero motore e portatreno in quello condotto è: 

𝜏 =
𝜔1

Ω
=

𝜔1
𝑧1

𝑧1 + 𝑧2
∙ 𝜔1

=
𝑧1 + 𝑧2

𝑧1
 

Ricordando che il numero di denti di una ruota dentata è direttamente proporzionale al raggio 

primitivo della stessa, si osserva che la corona ha un numero di denti 𝑧2 superiore a tutti gli altri 

componenti del rotismo, essendo la ruota più esterna e dunque con raggio primitivo maggiore. 

La prima soluzione delle tre sopra elencate, dunque, permette di ottenere in maniera molto 

compatta, rispetto alla corrispondente soluzione con rotismi ordinari, un rapporto di riduzione 

molto elevato. È inoltre possibile disporre più stadi epicicloidali in cascata, aumentando ulte-

riormente il rapporto di trasmissione del riduttore.   

In generale, è anche possibile ottenere buoni rapporti di riduzione combinando treni a ingra-

naggi ordinari con stadi epicicloidali di diverso tipo.  
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3.4 SISTEMI DI CONVERSIONE DEL MOTO 
Solitamente il moto rotativo in uscita dal motoriduttore sopra descritto necessita di essere con-

vertito in lineare, in accordo con quanto richiesto dalle utenze: a tal proposito, si utilizzano 

diversi sistemi di conversione del moto. 

Alcuni di questi meccanismi sono accomunati dall’utilizzo di una vite, come ad esempio i ball 

screw o i roller screw. In generale, questi sistemi sono un’evoluzione del sistema vite-madrevite, 

in cui la vite è ospitata all’interno della madrevite, un componente forato con una filettatura 

compatibile a quello dello screw, in maniera tale che la rotazione di uno dei due componenti 

implichi la traslazione dell’altro. In meccanismi di conversione del moto di questo tipo, la rela-

zione tra input rotatorio ed output lineare è governata dal passo della vite, ossia la distanza tra 

due punti del filetto situati su due scanalature consecutive e sulla medesima parallela all’asse 

della filettatura. Indicando con 𝜗𝑉 la rotazione della vite in input, con 𝑥𝑀𝑉 la traslazione della 

madrevite in output e con 𝑝 il passo, vale che: 

𝑥𝑀𝑉 = 𝑝 ∙ 𝜗𝑉 

La relazione tra rotazione e traslazione sopra riportata rimane invariata se a ruotare è la madre-

vite ed a traslare è la vite.   

 

Il sistema a vite a ricircolo di sfere, o ball screw, è costituito da una vite caratterizzata da una 

scanalatura elicoidale a sezione emisferica e da una chiocciola – con la stessa funzione della 

madrevite – all’interno della quale è presente una scanalatura elicoidale a sezione emisferica 

con lo stesso passo della vite, ma diametro medio maggiore. Tra la vite e la chiocciola, dunque, 

si forma un canale elicoidale riempito da sfere d’acciaio, la cui funzione è quella di convertire 

l’attrito da radente a volvente. Quando giungono al fine corsa, le sfere che sono già state impie-

gate nella trasmissione circolano in un condotto che può essere esterno o interno alla coppia 

vite-chiocciola, ritornando alla testa di quest’ultima per essere nuovamente inserite nel mecca-

nismo.  

La vite a rulli satelliti, o satellite roller screw, si differenzia da quella a ricircolo di sfere per la 

presenza di rulli filettati all’interno della chiocciola che rimangono costantemente in contatto 

con la vite. In particolare, è un sistema a rotolamento composto da un albero filettato e da una 

chiocciola filettata internamente, che rispettivamente assolvono alle funzioni di vite e madre-

vite: tra questi due componenti sono alloggiati un determinato numero di rulli filettati, capaci 

di ruotare attorno al proprio asse ed attorno all’asse della vite centrale. Ciascun rullo appoggia 

i propri filetti contemporaneamente sull’albero e sulla chiocciola e viene guidato nella rivolu-

zione attorno all’asse del meccanismo da due ingranaggi disposti all’estremità della madrevite. 

Figura 3.17: Vite a ricircolo di sfere (sinistra), vite a rulli satelliti (destra) 
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Il principio di funzionamento è analogo al sistema vite-madrevite: un input rotante fornito alla 

chiocciola viene convertito in un moto lineare della vite o, viceversa, una rotazione dell’albero 

si traduce in una traslazione della madrevite. Ciò avviene per mezzo della rotazione simultanea 

dei rulli sia attorno al proprio asse sia attorno all’asse dell’albero centrale. La funzione dei rulli 

è analoga a quella delle sfere del sistema precedente.  

Altri sistemi di conversione del moto prevedono l’utilizzo di una camma. In questi meccanismi 

un elemento, detto movente, trasferisce il moto ad un secondo, detto cedente, mediante un con-

tatto diretto. La camma, che solitamente agisce da movente, trasforma il suo moto continuo in 

un moto alternato del corpo accoppiato, realizzando per quest’ultimo una specifica legge del 

moto, la quale è funzione dei profili sia del movente sia del cedente. I meccanismi a camme si 

suddividono sulla base del tipo di conversione del moto. In particolare, facendo riferimento alla 

figura 3.18, esistono: 

• Camme che convertono il loro moto rotatorio continuo in un moto traslatorio alternato 

del cedente (figura a); 

 

• Camme che convertono il loro moto traslatorio continuo in un moto traslatorio alter-

nato del cedente (figura b);  

 

• Camme che convertono il loro moto rotatorio continuo in un moto rotatorio alternato 

del cedente (figura c). 

In particolare, una delle due soluzioni reali per il sistema frenante in esame prevede un mecca-

nismo che rientra nella prima categoria sopra esposta.  

3.5 SENSORI 
Infine, per poter monitorare lo stato del sistema e per garantire il corretto funzionamento delle 

leggi di controllo implementate nell’unità di controllo, i servomeccanismi EMA sono dotati di 

sensori di diverso tipo. Questi ultimi sono dei trasduttori, ovvero dei dispositivi atti a convertire 

una grandezza in un’altra di natura diversa: nel caso in esame, sono in grado di tradurre delle 

grandezze fisiche (e.g. comando del pilota, rotazione del rotore, forza esercitata dall’aziona-

mento) in segnali elettrici e viceversa.  

Figura 3.18: Differenti tipologie di camme 
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Gli LDVT (Linear Variable Differential Transformer) sono dei sensori atti a misurare lo sposta-

mento lineare e possono essere definiti come dei trasduttori elettromeccanici induttivi passivi, 

in quanto: il loro funzionamento prevede processi elettrici e meccanici, trasformando uno spo-

stamento lineare in un segnale elettrico (trasduttori elettromeccanici); non sono in grado di ge-

nerare energia, necessitando dunque di una fonte di alimentazione esterna per poter funzionare 

(passivi); possono accumulare energia elettromagnetica (induttivi). 

I sensori LVDT sono impiegati per poter rilevare le vibrazioni e per misurare spostamenti, come 

quelli di un attuatore o la corsa del pedale del freno, come per l’azionamento frenante presentato 

in figura 1.3. In generale un LDVT è costituito da tre bobine riempite di vetro ad alta densità, 

avvolte attorno ad un cilindro cavo: la bobina principale si trova al centro del sensore, mentre i 

due avvolgimenti secondari, che si trovano ad ugual distanza da essa, sono sfasati tra loro di 

180° elettrici e sono collegati in serie. L’output del sensore è la differenza di potenziale Δ𝑉0 

presente tra queste due bobine. L’ultimo componente fondamentale del sensore è un nucleo di 

materiale magnetico dolce di forma cilindrica fissato su un’asta attaccata al corpo di cui si vuole 

misurare lo spostamento lineare.  

Per poter rilevare la posizione di un determinato corpo, si alimenta la bobina principale per far 

sì che in essa scorra una corrente alternata. Il campo magnetico variabile da essa generata pro-

duce un flusso di campo magnetico variabile attraverso le bobine degli avvolgimenti secondari: 

per induzione magnetica, dunque, all’interno di questi ultimi comincia a scorre una corrente 

indotta, a cui corrisponde un determinato valore di tensione. In generale, quando lo sposta-

mento del corpo in esame è nullo, il nucleo in materiale magnetico è al centro del dispositivo e 

si presenta una condizione di equilibrio: la forza elettromotrice indotta dalla corrente nella bo-

bina principale è uguale in entrambi gli avvolgimenti secondari, per cui la differenza di poten-

ziale Δ𝑉0 tra questi ultimi è nulla. Quando il corpo in esame si sposta, l’asta ad esso collegata 

subisce il medesimo spostamento, così come il nucleo magnetico fissato su di essa. Ciò si tra-

duce in una condizione di non equilibrio, in quanto il nucleo magnetico altera in maniera diffe-

rente il flusso magnetico – e di conseguenza la forza elettromotrice – delle bobine secondarie, 

aumentandolo nell’avvolgimento secondario verso cui si avvicina e causando una tensione in 

uscita Δ𝑉0 non nulla. In questo modo, è possibile rilevare in maniera univoca uno spostamento 

andando ad osservare il modulo ed il segno della differenza di tensione che si instaura tra le 

bobine secondarie.  

Figura 3.19: Sensore LVDT in posizione nulla (sinistra), estratta (centro) e retratta (destra) 
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Per poter controllare il motore elettrico è necessario rilevarne il suo stato in termini di posizione 

e velocità angolare. A tal proposito i dispositivi maggiormente utilizzati sono i sensori ad effetto 

Hall, gli encoder e gli RVDT.  

I primi sono costituiti da un cristallo in materiale semiconduttore, come ad esempio l’antimo-

niuro di indio (InSb), Arseniuro di Gallio (GaAs) e il Silicio (Si), che ha il principale compito 

di individuare la presenza del campo di induzione magnetica rotorico 𝐵𝑅
⃗⃗⃗⃗  ⃗. Al cristallo viene im-

posta una differenza di potenziale, al fine di far scorrere una corrente al suo interno. L’intera-

zione tra la corrente nel cristallino 𝑖𝑐 e il campo 𝐵𝑅
⃗⃗⃗⃗  ⃗ causa, per effetto della forza di Lorentz, una 

differente concentrazione di elettroni all’interno del cristallino, i quali sono spinti nella direzione 

individuata dal prodotto vettoriale 𝑞�⃗� × 𝐵𝑅
⃗⃗⃗⃗  ⃗ (si indica con �⃗�  la velocità con cui si muovono le 

cariche elettriche 𝑞 nel cristallino). In questo modo, misurando la differenza di potenziale 𝑉𝐻 

che si crea in direzione perpendicolare sia a �⃗�  sia a 𝐵𝑅
⃗⃗⃗⃗  ⃗, è possibile determinare l’orientamento 

del campo di induzione magnetica rotorico, a cui corrisponde una specifica posizione angolare 

del rotore.  In particolare, l’equazione alla base del funzionamento del sensore tramite cui poter 

ricavare l’angolo 𝜗 tra 𝐵𝑅
⃗⃗⃗⃗  ⃗  e la direzione in cui scorre la corrente è: 

𝑉𝐻 =
𝑅𝐻

𝑑
∙ 𝑖𝑐 ∙ 𝐵𝑅 ∙ sin𝜗 

Nella precedente relazione 𝑅𝐻 è una costante definita coefficiente di Hall e 𝑑 è lo spessore del 

cristallino; inoltre, si trascurano gli effetti legati alle alte temperature e alla geometria e defor-

mazione del cristallino. Dato che il segnale 𝑉𝐻 è di bassa intensità, necessita di essere amplifi-

cato mediante un circuito dedicato al fine di essere utilizzato per poter determinare l’orienta-

mento di 𝐵𝑅
⃗⃗⃗⃗  ⃗. Si osserva che solitamente i motori BLDC vengono venduti con sensori a effetto 

Hall integrati: tre di essi sono sufficienti per avere una risoluzione spaziale opportuna tale da 

implementare una commutazione trapezoidale nelle fasi. 

Tuttavia, per poter alimentare le tre fasi di un motore brushless a commutazione sinusoidale, è 

necessario l’utilizzo di un encoder rotativo. In generale, gli encoder sono dei trasduttori che si 

differenziano sia per la tipologia di misura, che può essere assoluta o incrementale, sia per la 

tecnologia di rilevamento, che può essere di tipo ottico, magnetico, induttivo, capacitivo o laser. 

Tutti gli encoder rotativi sono caratterizzati dalla medesima logica di funzionamento, che si 

basa sul convertire la posizione angolare del proprio asse rotante in brevi impulsi elettrici, che 

Figura 3.20: Schema semplificato sensore ad effetto Hall 
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necessitano di essere elaborati sotto forma di segnali numerici digitali da parte di un circuito di 

analisi del segnale, il quale a sua volta li traduce in posizioni, velocità e accelerazioni angolari.  

Nella figura seguente si riporta un esempio di encoder ottico rotativo assoluto. Al suo interno è 

presente un disco di codifica scanalato posto sull’albero di rotazione – per i motori elettrici 

sull’asse del rotore – ed utilizzato insieme ad un sensore fisso. Nel momento in cui l’albero 

ruota, una sorgente di luce illumina il disco di codifica: la luce trasmessa che vi passa attraverso 

incontra un sistema di rivelazione di fotoni, in grado di produrre un modello di codice univoco 

che determina l’esatta posizione rotorica. L’encoder si definisce assoluto in quanto rileva la 

posizione angolare dell’albero senza aver bisogno di una posizione di riferimento, a differenza 

dell’encoder incrementale: per questo motivo il primo è più utilizzato rispetto al secondo.  

Una terza soluzione per misurare la posizione angolare del rotore è l’impiego di sensori RVDT 

(Rotary Variable Differential Transformer), largamente usati in campo aerospaziale ed in parti-

colare per i comandi di volo primari. Il loro funzionamento è analogo a sensori LVDT, in 

quanto si basa sugli stessi principi fisici.  

Un sensore RVDT è costituito da un cilindro cavo al cui interno è alloggiato un nucleo ferro-

magnetico che ruota attorno allo stesso asse di rotazione del componente di cui si vuole deter-

minare la posizione angolare. Nel cilindro cavo sono presenti tre bobine: una di queste, detta 

principale, è alimentata da una tensione alternata, mentre due avvolgimenti secondari identici 

sono equidistanti da essa e collegati tra loro in serie. Il segnale in uscita dal sensore è la diffe-

renza di potenziale Δ𝑉0 tra le due bobine secondarie. 

Per rilevare la posizione angolare del rotore, si alimenta la bobina primaria con una corrente 

alternata, la quale produce un campo magnetico variabile che a sua volta genera un flusso di 

campo magnetico variabile attraverso le bobine secondarie: per il fenomeno dell’induzione ma-

gnetica, negli avvolgimenti secondari nasce una forza elettromotrice indotta.  

Si definisce posizione di riferimento, a cui corrisponde uno spostamento nullo, la posizione 

angolare del nucleo ferromagnetico tale per cui il due avvolgimenti secondari sono caratterizzati 

dalla medesima forza elettromotrice: in questa condizione di equilibrio, la differenza di poten-

ziale Δ𝑉0 tra le due bobine secondarie è nulla. Lo spostamento angolare del rotore rispetto alla 

posizione di riferimento causa una condizione di non equilibrio, in quanto il nuovo orienta-

mento del nucleo ferromagnetico altera il flusso magnetico delle bobine secondarie in maniera 

differente, aumentando la conseguente forza elettromotrice indotta nell’avvolgimento seconda-

rio verso cui si avvicina e causando una tensione in uscita Δ𝑉0 non nulla. Come per i sensori 

LVDT, è dunque possibile misurare in modo univoco una rotazione del rotore monitorando il 

modulo ed il segno di Δ𝑉0. 

Figura 3.21: Esempio di encoder ottico rotativo assoluto 
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Infine, per poter implementare delle leggi di controllo in forza dell’attuatore elettromeccanico, 

si ricorre all’utilizzo di sensori in forza. L’elemento principale di questi trasduttori è l’estensi-

metro, un componente di materiale metallico caratterizzato da un determinato valore di resi-

stenza elettrica 𝑅  che dipende dalla deformazione del componente stesso. Infatti, l’allunga-

mento dello strain gage per effetto di una forza di trazione comporta un aumento della suddetta 

resistenza; viceversa, una contrazione dovuta ad una forza di compressione ne comporta una 

diminuzione.  

La forza agente sull’estensimetro propaga all’interno del componente sottoforma di sforzo 𝜎; 

nota l’area 𝐴 su cui agisce la forza 𝐹, lo sforzo è definito come: 

𝜎 =
𝐹

𝐴
 

Lo stress 𝜎 che deriva dall’applicazione di una forza su un materiale si traduce in una deforma-

zione 휀 dello stesso per mezzo della legge di Hooke, in cui si indica con 𝐸 il modulo elastico del 

materiale:   

𝜎 = 𝐸 ∙ 휀 

In particolare, lo strain indotto all’estensimetro 휀 causa una variazione relativa di resistenza 
Δ𝑅

𝑅⁄  modellata dalla seguente relazione:  

Δ𝑅

𝑅
= 𝐾 ∙ 휀 

in cui 𝐾 è un fattore che esprime la sensibilità dell’estensimetro e vale circa 2 per le leghe di 

Rame-Nichel o Nichel-Cromo, di cui sono solitamente costituiti questi componenti.  

Per poter convertire in una grandezza elettrica la variazione di resistenza dell’estensimetro, si 

dispone quest’ultimo all’interno di un ponte di Wheatstone. Di conseguenza, la tensione in out-

put dal ponte può essere in prima approssimazione ritenuta proporzionale alla variazione di 

Figura 3.22: Sensore RVDT in posizione nulla (alto), rotazione positiva (sinistra) e negativa (destra) 
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resistenza dell’estensimetro Δ𝑅, dovuta ad una deformazione a sua volta causata dalla forza che 

si desidera rilevare.  

In generale, esistono diverse configurazioni di sensori possibili, sulla base del numero di esten-

simetri presenti nel ponte di Wheatstone. La soluzione più semplice e maggiormente utilizzata 

è quella chiamata a quarto di ponte: prevede l’impiego di un solo estensimetro su un ramo del 

ponte, mentre sugli altri tre lati sono montate resistenze di valore fisso. Nel caso in cui sia ne-

cessario ottenere una misura più precisa della forza da rilevare, si ricorre alla soluzione a mezzo 

ponte, in cui si collegano due estensimetri o su due rami adiacenti del ponte oppure su due op-

posti, mentre sui lati rimanenti si dispongono delle resistenze di valore fissato. Questa configu-

razione permette di eliminare alcune componenti di deformazione che non sono quelle che si 

desiderano effettivamente misurare. Infine, per una misura ancora più sensibile e precisa della 

forza, si ricorre alla configurazione a ponte intero, in cui si utilizzano quattro estensimetri, uno 

per ciascun lato del ponte. Nel capitolo dedicato alla descrizione del banco prova, si mostra in 

figura 6.4 la disposizione dell’estensimetro nella configurazione a quarto di ponte, in accordo con 

il componente impiegato nel test bench. Facendo riferimento alla suddetta figura, la configura-

zione a mezzo ponte si può ottenere sostituendo un estensimetro o alla resistenza 𝑅2 o a 𝑅3; la 

configurazione a ponte intero, invece, si ottiene sostituendo tutte le resistenze fisse (𝑅1, 𝑅2 ed 𝑅3) 

con estensimetri.  
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4 TIPOLOGIE DI CONTROLLO 

Di seguito si intende analizzare dal punto di vista dei controlli automatici quanto descritto nel 

capitolo precedente in merito all’architettura del generico servomeccanismo elettromeccanico; 

in particolare, l’attenzione si incentra sull’unità di controllo, uno degli elementi fondamentali 

dell’EMA, all’interno della quale sono implementate le leggi di controllo.  

A tal proposito, si definisce sistema l’insieme costituito da più elementi (o sottosistemi) intercon-

nessi in maniera tale da formare un’unica entità ed interagenti tra loro al fine di raggiungere un 

obiettivo comune non raggiungibile dai singoli sottosistemi. Un sistema interagisce con l’am-

biente esterno mediante dei segnali di input e output, intendendo il termine segnale come l’evo-

luzione temporale di una data grandezza. In particolare: 

• Le variabili d’ingresso (input) sono le grandezze che agiscono su un sistema, le cui ori-

gini sono esterne allo stesso. Per questo motivo le loro eventuali variazioni nel tempo 

sono indipendenti da ciò che avviene all’interno del sistema; 

 

• Le variabili di uscita (output) sono le grandezze che definiscono lo stato fisico del si-

stema o la sua condizione di funzionamento in ogni istante.  

Nel caso in cui i segnali di input e output siano tempo dipendenti, il sistema in esame si definisce 

dinamico. 

Considerando un generico attuatore elettromeccanico, esso è a tutti gli effetti un sistema com-

posto a sua volta dai sottosistemi motore elettrico, riduttore e sistema di conversione del moto: 

in particolare, il segnale d’ingresso è la tensione di input al motore, mentre quello di uscita è la 

traslazione dell’elemento traslante del sistema di conversione del moto a valle del riduttore. 

Nell’esempio appena riportato, con il termine motore elettrico si intende il sottosistema a sua 

volta composto dai sensori atti al rilevamento della posizione rotorica, dall’inverter e dall’unità 

di controllo che determina la logica di commutazione dei transistor in esso contenuti.  

Nella progettazione di un sistema si richiede che quest’ultimo, una volta sottoposto ad un input 

codificato, fornisca un output in compliance con determinati requisiti di progetto. Al fine di 

studiare i fenomeni complessi che caratterizzano un sistema e per capire se potenzialmente esso 

riesce a rispondere alle specifiche di progetto, si ricorre ad una rappresentazione semplificata 

dello stesso detta modello, il cui compito è quello di simularne il comportamento reale. In par-

ticolare, si definisce modello matematico di un sistema l’insieme di equazioni che dipendono dalle 

proprietà fisiche dello stesso e che ne rappresentano il comportamento soddisfacendo le oppor-

tune condizioni al contorno, che sono definite sulla base dell’ambiente in cui il sistema in esame 

opera. Le suddette equazioni si ricavano sotto opportune ipotesi semplificative le quali, dato 

che di fatto definiscono i limiti di validità del modello, vengono decise arbitrariamente sulla 

base degli aspetti della realtà che si considerano rilevanti nello studio dei fenomeni fisici asso-

ciati ad un determinato sistema. I modelli impiegati nel presente lavoro sono a parametri con-

centrati e deterministici, sono caratterizzati da grandezze con un’evoluzione continua nel tempo 

ed infine prevedono la modellazione di fenomeni lineari e non lineari.  

Per la costruzione di un modello matematico risulta utile associare alle equazioni sopra men-

zionate il relativo schema a blocchi del sistema a cui il modello si riferisce: esso è una rappre-

sentazione in via grafica delle relazioni causa-effetto esistenti tra le diverse grandezze del sistema 

e permette di avere una visione generale d’insieme delle connessioni presenti tra le varie parti 
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(sottosistemi o componenti) di cui esso è formato. Ogni unità dello schema è chiamata blocco e 

rappresenta un sottosistema o un componente del sistema in esame: formalmente è schematiz-

zato mediante un rettangolo che contiene la relazione funzionale tra le variabili di ingresso e 

uscita del blocco stesso. Si osserva che ciascun blocco a sua volta può contenere uno schema a 

blocchi. 

In generale, dunque, il modello matematico di un sistema è caratterizzato da un insieme di 

parametri 𝑆𝑖 che ne rappresentano il comportamento reale: sulla base di questi, il modello for-

nisce dei segnali in uscita 𝑦𝑖(𝑡) in funzione di quelli in ingresso 𝑥𝑖(𝑡). Considerando nell’esem-

pio sopra riportato il sottosistema motore elettrico, alcuni parametri che lo caratterizzano pos-

sono essere la resistenza elettrica e l’induttanza degli avvolgimenti del circuito indotto, rispetti-

vamente 𝑅 ed 𝐿, oppure l’inerzia del rotore 𝐽𝑀. 

Dopo che il modello del sistema è stato validato mediante un processo iterativo basato su un 

confronto tra simulazioni numeriche e prove sperimentali, esso viene interrogato con degli input 

codificati al fine di valutare gli output da esso forniti: i test maggiormente utilizzati prevedono 

l’analisi della risposta del modello ad un comando impulsivo, ad un gradino, ad una rampa 

oppure ad una sinusoide – si osserva che i requisiti di progetto sono definiti sulla base del tipo 

di test svolto. Nel caso in cui la risposta 𝑦(𝑡) ad un generico input 𝑥(𝑡) non sia in compliance 

con le specifiche di progetto, il sistema rappresentato dal modello in esame necessita di essere 

controllato e per questo viene definito plant. In particolare, controllare un sistema significa agire 

su alcuni segnali d’ingresso, definiti variabili manipolabili o di controllo, al fine di ottenere l’an-

damento desiderato di un segnale di uscita, detto variabile controllata, nonostante l’azione di 

altri segnali di ingresso sui quali non è possibile agire direttamente – questi sono comunemente 

detti disturbi. Ciò si ottiene mediante un sistema di controllo, vale a dire un complesso di apparati 

mediante i quali si effettua l’azione di controllo, intesa come la determinazione istante per 

istante del valore delle variabili di controllo 𝑢(𝑡) in modo tale che le variabili controllate 𝑦(𝑡) 

assumano un andamento quanto più possibile simile all’andamento desiderato 𝑟(𝑡), indipen-

dentemente dai segnali di riferimento 𝑟(𝑡) e dai disturbi 𝑑. Il componente che effettivamente 

esercita l’azione di controllo è l’unità di controllo o controllore, mentre il criterio secondo cui 

quest’ultimo agisce si definisce legge di controllo.  

Figura 4.1: Generico blocco di uno schema a blocchi 

Figura 4.2: Elementi e logica dell'azione di controllo 
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Riprendendo l’esempio sopra riportato, il sottosistema motore elettrico è dato dall’unione di un 

sistema da controllare, costituito dalla macchina elettrica in sé e dalla sua elettronica di potenza, 

e dal sistema di controllo, formato dall’unità di controllo e dai sensori di posizione angolare. 

Considerando in generale l’esempio dell’attuatore elettromeccanico, il plant è costituito dal si-

stema che comprende il motore elettrico, il riduttore e il sistema di conversione del moto: al fine 

di ottenere una risposta del sistema in linea con le specifiche di progetto, risulta necessario ag-

giungere un sistema di controllo formato da un controllore e da sensori opportuni. Questi ultimi 

in generale vengono utilizzati per monitorare lo stato di un determinato sistema: nel caso in cui 

vengano impiegati per rilevare dei segnali utili per le leggi di controllo implementate, diventano 

di fatto parte integrante del sistema di controllo.  

Si osserva che nella creazione delle leggi di controllo è necessario considerare il fatto che queste 

sono definite via software ed implementate mediante un processore: essendo concepite in un 

ambiente elettronico digitale, caratterizzato dunque da fenomeni lineari, di per sé non riescono 

a tener conto dei limiti prestazionali dei componenti del plant e delle non linearità che caratte-

rizzano il mondo fisico reale, come ad esempio i cicli di isteresi magnetica e meccanica (rispet-

tivamente per i materiali ferromagnetici e per i mezzi porosi), i giochi meccanici (backlash), le 

bande morte, gli effetti delle saturazioni, i fine corsa e l’attrito secco. In particolare, questi due 

aspetti contribuiscono alla discrepanza che si presenta tra il segnale desiderato 𝑟(𝑡) e la variabile 

controllata 𝑦(𝑡). A tal proposito si ricorre all’utilizzo dei modelli matematici per determinare 

ed affinare le leggi di controllo. In particolare, a causa delle non linearità intrinseche che lo 

caratterizzano, il plant non può essere modellato mediante un’unica funzione di trasferimento, 

bensì si ricorre agli schemi a blocchi sopra descritti: l’idea è quella di aggiungere al modello del 

sistema da controllare (che contempla le suddette non linearità) lo schema a blocchi relativo al 

sistema di controllo, in modo tale da simulare l’effetto delle leggi di controllo per verificare che 

queste permettano al plant di soddisfare le specifiche di progetto. Si osserva che la schematizza-

zione in blocchi del sistema di controllo è di fatto la legge di controllo del plant. 

Nel presente capitolo si mostrano le principali architetture di un sistema di controllo e si descrive 

uno dei controllori più utilizzati nelle applicazioni industriali, ovvero il PID; inoltre, vengono 

presentati in seguito i tipi di servomeccanismi maggiormente impiegati a bordo velivolo. 

4.1 SPECIFICHE DI PROGETTO 
Al fine di valutare le prestazioni dinamiche di un sistema, si effettuano simulazioni numeriche 

fornendo al relativo modello matematico degli input codificati, verificando se gli output corri-

spondenti siano in linea con i requisiti di progetto associati al tipo di input impartito al modello.  

Il problema dell’analisi del modello – secondo cui, in riferimento alla figura 4.1, note le variabili 

di ingresso ad un sistema 𝑥𝑖(𝑡) ed i parametri che lo caratterizzano 𝑆𝑖 si valuta la sua risposta 

𝑦𝑖(𝑡) – viene affrontato studiando il comportamento del sistema nelle seguenti condizioni:  

• Risposta ad un comando impulsivo di una qualunque delle variabili d’ingresso 𝑥𝑖(𝑡). 

Queste prove sono svolte al fine di valutare se un comando impulsivo, che può rappre-

sentare un disturbo esterno, possa comportare una risposta instabile del sistema, vale a 

dire una divergenza nelle variabili di uscita 𝑦𝑖(𝑡); 
 

• Risposta ad un comando a gradino di una qualunque delle variabili d’ingresso 𝑥𝑖(𝑡). 

Queste prove sono svolte principalmente al fine di valutare il comportamento del si-

stema durante il transitorio; 
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• Risposta ad un comando a rampa di una qualunque delle variabili d’ingresso 𝑥𝑖(𝑡). Que-

ste prove sono svolte al fine di valutare la velocità con cui il sistema tende ad inseguire 

il comando a rampa, secondo cui la variabile d’ingresso 𝑥𝑖(𝑡) cresce con un gradiente 

costante; 

 

• Risposta ad un comando sinusoidale di una qualunque delle variabili d’ingresso 𝑥𝑖(𝑡). 

In questo caso, il segnale d’ingresso è caratterizzato da una determinata ampiezza, pul-

sazione e fase e si valuta la risposta in frequenza del sistema. 

Di seguito si illustrano brevemente le specifiche di progetto associate all’input codificato mag-

giormente impiegato nell’analisi dei sistemi, ovvero la risposta ad un comando a gradino. Si 

riportano inoltre delle relazioni che permettono di associare, in prima approssimazione, tali 

requisiti ai parametri dinamici 휁 e 𝜔𝑛 nel caso in cui il sistema in esame sia del secondo ordine.  

In generale, la risposta di un sistema ad un comando a gradino può essere non oscillatoria, per 

i sistemi dinamici di prim’ordine o di ordine superiore al primo iper-smorzati, oppure oscillato-

ria per i sistemi dinamici di ordine superiore al primo. In entrambi i casi, si definisce errore 

stazionario (o a regime) 𝑒∞ il seguente parametro, indicando con 𝑟(𝑡) il segnale in input di rife-

rimento – in questo caso con un andamento a gradino – e con 𝑦(𝑡) la risposta effettiva del si-

stema:  

𝑒∞ = lim
𝑡→∞

𝑒(𝑡) = lim
𝑡→∞

[𝑟(𝑡) − 𝑦(𝑡)]   

Nel caso di risposta non oscillatoria, il parametro da valutare è la costante di tempo caratteristica 

𝜏, definita come il tempo necessario tale per cui la risposta del sistema raggiunge il 63% del 

valore di regime. 

Nel caso di riposta oscillatoria, si definisce: 

• Delay time 𝑡𝐷 il tempo necessario al sistema per raggiungere per la prima volta il 50% 

del valore finale della risposta: 

𝑡𝐷~
1 + 0.6 ∙ 휁 + 0.15 ∙ 휁2

𝜔𝑛
 

Figura 4.3: Requisiti di progetto per un sistema con risposta non oscillatoria ad un input a gradino 
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• Rise time 𝑡𝑅 il tempo richiesto alla risposta per passare dal 10% al 90% del proprio va-

lore finale: 

𝑡𝑅~
1 + 1.1 ∙ 휁 + 1.4 ∙ 휁2

𝜔𝑛
 

• Time to pick 𝑡𝑃 il tempo a cui si verifica il picco massimo della risposta, che si osserva 

essere anche il primo per i sistemi smorzati: 

𝑡𝑃 =
𝜋

𝜔𝑛√1 − 휁2
 

• Settling time 𝑡𝑆 il tempo necessario alla risposta del sistema per rimanere confinata all’in-

terno di una banda di tolleranza pari a 𝛿 = 5% rispetto al valore finale: 

𝑡𝑆 =
3

𝜔𝑛휁
 

• Peak overshoot 𝑀𝑃 la misura della massima oscillazione rispetto al valore finale della ri-

sposta: 

𝑀𝑃 =
𝑦(𝑡𝑃) − 𝑦(∞)

𝑦(∞)
∙ 100 

In particolare, per la risposta ad un gradino unitario vale che: 

𝑀𝑃 = 100 ∙ 𝑒
(

−𝜋𝜁

√1−𝜁2
)

 

 

4.2 CONTROLLO IN ANELLO APERTO E IN ANELLO CHIUSO 
La legge di controllo implementata nell’unità di controllo è di fatto un algoritmo che definisce, 

secondo un’opportuna logica, come il controllore deve gestire determinati segnali di un sistema 

da controllare, al fine di ottenere una risposta di quest’ultimo in compliance con i requisiti di 

progetto definiti sulla base dell’input codificato a cui il plant è sottoposto nel corso della proget-

tazione dello stesso. In generale, il controllo di un sistema può essere ottenuto realizzando un 

sistema di controllo che risponde ad uno dei due schemi principalmente utilizzati, detti 

Figura 4.4: Requisiti di progetto per un sistema con risposta oscillatoria ad un comando a gradino 
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rispettivamente ad anello aperto e ad anello chiuso. Si osserva che gli schemi a blocchi relativi 

alla logica di controllo di un sistema sono la rappresentazione grafica dell’algoritmo di con-

trollo.  

Nel controllo in anello aperto – detto anche in open loop o feedforward control – le variabili di 

controllo 𝑢(𝑡) sono generate senza tener conto dei valori assunti dalle variabili controllate 𝑦(𝑡). 

In generale non viene eseguita nessuna misura delle variabili del sistema, risparmiando sui sen-

sori: le eventuali variabili misurate per essere impiegate nella strategia di controllo non dipen-

dono comunque dalle variabili controllate 𝑦(𝑡). All’interno dei controlli in open loop rientrano 

alcune logiche di compensazione del disturbo 𝑑: se quest’ultimo è misurabile, infatti, si possono 

esercitare delle azioni di controllo che dipendono dalla misura del disturbo stesso.  

Per quanto riguarda un attuatore elettromeccanico, si prevede un controllo in anello aperto nel 

caso in cui le caratteristiche statiche in termini di coppia e velocità del plant – formato da mo-

toriduttore e sistema di conversione del moto – siano compatibili con quelle del carico ed intrin-

secamente stabili. In generale, gli azionamenti con controllo in open loop hanno il vantaggio di 

non necessitare di sensori di misura delle grandezze controllate – tipicamente per un EMA si 

monitora la corrente, la posizione e la velocità angolare – permettendo di risparmiare sui costi. 

D’altra parte, questi sistemi sono caratterizzati da discrepanze tra il valore desiderato 𝑟(𝑡) ed il 

valore effettivo 𝑦(𝑡), a causa delle non linearità intrinseche dei sistemi reali (e.g. la variazione 

nel tempo dei parametri in gioco) e del fatto che una qualsiasi perturbazione agente sull’asse 

motore modifica la velocità di rotazione 𝜔𝑀 senza nessuna possibilità di correzione.  

Nella definizione della legge di controllo di un plant, si procede in maniera graduale: in parti-

colare, il primo tentativo è solitamente quello di verificare se un controllo in open loop permette 

di soddisfare le specifiche di progetto, ad esempio inserendo un guadagno di feedforward nel 

ramo di azione. Nel caso in cui la soluzione in anello aperto non dia i risultati desiderati, si 

procede con la definizione di logiche di controllo più complesse, come soluzioni in closed loop 

o ibride. 

Figura 4.5: Schema di controllo ad anello aperto (a sinistra), schema di controllo con compensazione del disturbo (a destra) 

Figura 4.6: Generico azionamento elettromeccanico con controllo in open loop 
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Le logiche di controllo maggiormente impiegate nella pratica prevedono un’architettura ad 

anello chiuso – detta anche in closed loop o feedback control – in cui si misurano, direttamente 

o indirettamente, le variabili controllate 𝑦(𝑡) per utilizzarle nella generazione delle variabili di 

controllo 𝑢(𝑡): la risposta del sistema 𝑦(𝑡) viene rilevata continuamente (o periodicamente con 

una determinata frequenza) ed il risultato della suddetta misura è confrontato con il valore de-

siderato 𝑟(𝑡) che dovrebbe assumere la grandezza misurata. A tal proposito, si definisce l’errore 

di sistema 𝑒(𝑡) come la differenza tra il valore desiderato 𝑟(𝑡) e quello effettivamente misurato 

𝑦(𝑡):  

𝑒(𝑡) = 𝑟(𝑡) − 𝑦(𝑡) 

L’errore di sistema viene utilizzato nel controllo in closed loop per correggere il valore di un 

ingresso manipolabile 𝑢(𝑡) nel senso necessario ad annullare l’errore 𝑒(𝑡). In questo modo la 

grandezza misurata 𝑦(𝑡) – o qualche altra variabile controllata indirettamente da essa dipen-

dente – è costretta a seguire un ciclo predeterminato di valori. I sistemi che implementano 

un’azione di controllo di questo tipo sono detti sistemi di controllo con retroazione, in quanto 

la variabile controllata 𝑦(𝑡) viene riportata all’ingresso ed utilizzata per ottenere la variabile ma-

nipolata 𝑢(𝑡) necessaria ad annullare 𝑒(𝑡): in questo modo si chiude un anello nel rapporto 

causa-effetto tra le variabili in gioco, dal momento che 𝑦(𝑡) dipende da 𝑢(𝑡) che a sua volta 

dipende da 𝑦(𝑡). 

Nei sistemi di controllo in closed loop l’errore 𝑒(𝑡) gioca un ruolo fondamentale. Esso viene 

fornito in input all’unità di controllo, che di fatto implementa le leggi di controllo: tramite il 

controllore si va ad elaborare una variabile controllata 𝑢(𝑡), la quale è funzione dell’errore del 

sistema ed è tale da ottenere una risposta del sistema sempre più simile al segnale desiderato. 

Finché esiste un errore 𝑒(𝑡), vale a dire una discrepanza tra il segnale di riferimento 𝑟(𝑡) e la 

variabile controllata 𝑦(𝑡), il sistema di controllo continua ad operare per annullare il suddetto 

errore, in quanto il sistema non ha ancora raggiunto il comando desiderato. Non appena l’errore 

si annulla, il sistema di controllo smette di fornire una variabile manipolata in input al plant, 

dato che il sistema fornisce una risposta pari al comando desiderato 𝑟(𝑡). 

Nell’ambito del controllo di un attuatore elettromeccanico, la realizzazione di una logica in 

anello chiuso permette di rendere stabile un sistema che di per sé non lo è. Inoltre, un aziona-

mento controllato in closed loop è più flessibile e robusto rispetto alle variazioni dei parametri 

in gioco e ai disturbi di coppia che possono essere presenti. Dato che il plant, inteso come in-

sieme di motoriduttore e sistema di conversione del moto, riceve in input un segnale che è 

Figura 4.7: Generico schema di controllo in closed loop 
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funzione dell’errore, significa che le grandezze controllate come coppia, velocità e posizione 

angolare sono costantemente monitorate mediante opportuni trasduttori e, di conseguenza, pre-

sentano comportamenti molto precisi. A fare da contraltare ai vantaggi appena esposti, si evi-

denzia che una logica di controllo in closed loop è sicuramente più complessa e costosa rispetto 

a quella in open loop, soprattutto a causa dell’utilizzo dei sensori. 

Si osserva i due schemi di controllo sopra descritti, in open loop e closed loop, possono essere 

combinati insieme dando origine a delle leggi di controllo ibride, come per le strategie di con-

trollo in forza presentate in seguito per gli attuatori elettromeccanici in esame. Inoltre, l’aggiunta 

di un generico algoritmo di controllo non cambia il plant dal punto di vista hardware. Rima-

nendo nell’esempio dell’attuatore elettromeccanico, il sistema da controllare rimane sempre for-

mato dal motoriduttore e dal sistema di conversione del moto. L’unione di quest’ultimo con un 

sistema di controllo che implementa una determinata legge dà origine ad un nuovo sistema che, 

nel complesso, può fornire una risposta in compliance con le specifiche di progetto, a patto di 

tarare opportunamente i parametri del controllore. Il nuovo sistema in questione si definisce 

servomeccanismo e viene descritto in seguito nella sezione dedicata.  

4.3 CONTROLLORI PID 
Nel progetto di un sistema di controllo è molto importante definire le caratteristiche del control-

lore al fine di soddisfare le specifiche assegnate in termini di grado di stabilità, errore e velocità 

di risposta del sistema. In particolare, nella rappresentazione mediante schemi a blocchi è pos-

sibile aggiungere al plant la legge di controllo inserendo i relativi blocchi con le opportune fun-

zioni di trasferimento.  

A livello hardware, l’unità di controllo si suddivide concettualmente in due componenti, dispo-

sti solitamente in cascata. Il primo di questi è l’elemento correttore, un dispositivo che imple-

menta la logica di controllo del plant al fine di correggere l’errore 𝑒(𝑡) e di migliorare le carat-

teristiche dinamiche del sistema. A questo si aggiunge l’amplificatore, un dispositivo elettronico 

che ha il compito di amplificare e codificare il segnale proveniente dall’elemento correttore. 

Infatti, il segnale d’errore 𝑒(𝑡) gestito da quest’ultimo è tipicamente a bassa intensità, in quanto 

deriva da circuiti elettrici a bassa potenza: per rendere il segnale trasmissibile al sistema da con-

trollare è necessario amplificare la potenza del segnale elettrico e rendere quest’ultimo compa-

tibile con gli input attesi dal plant. Si osserva che l’amplificatore è di fatto il ponte tra il mondo 

lineare dell’elettronica (elemento correttore) ed il mondo fisico non lineare (plant). 

Figura 4.8: Generico azionamento elettromeccanico con controllo in closed loop 
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4.3.1 Architettura PID 

Solitamente l’elemento correttore è costituito da un controllore standard, posto in cascata con 

il plant. Il più diffuso di questi nella pratica dell’automazione industriale si indica con la sigla 

PID ed esercita la seguente azione di controllo in funzione dell’errore 𝑒(𝑡) in input: 

𝑢(𝑡) = 𝐾𝑃 ∙ 𝑒(𝑡) + 𝐾𝐼 ∙ ∫ 𝑒(𝜏)𝑑𝜏
𝑡

0

+ 𝐾𝐷 ∙
𝑑𝑒(𝑡)

𝑑𝑡
 

La legge di controllo del PID è composta da tre contributi: il primo termine indica un’azione 

proporzionale all’errore, il secondo un’azione proporzionale all’integrale nel tempo dell’errore 

e l’ultimo un’azione proporzionale alla derivata nel tempo dell’errore. La precedente relazione 

può essere espressa in via grafica mediante uno schema con tre blocchi in parallelo le cui uscite 

sono proporzionali rispettivamente al segnale di ingresso (azione Proporzionale), al suo inte-

grale (azione Integrale) e alla sua derivata (azione Derivativa), noto che in un sistema di con-

trollo il segnale di input al PID è l’errore tra il segnale di riferimento 𝑟(𝑡) e la variabile control-

lata 𝑦(𝑡).  

La larga diffusione dei controllori PID è principalmente dovuta alla semplicità di realizzazione 

in diversi campi (e.g. elettronico, idraulico e pneumatico), all’efficacia del controllo per un’am-

pia gamma di processi industriali e alla loro affidabilità. Inoltre, è possibile settare tali controllori 

determinando, con opportuni procedimenti, il guadagno proporzionale 𝐾𝑃, integrativo 𝐾𝐼 e de-

rivativo 𝐾𝐷 anche senza conoscere la funzione di trasferimento del plant. A tal proposito, si 

osserva che per i controllori PID creare una legge di controllo significa determinare i valori dei 

guadagni 𝐾𝑃, 𝐾𝐼 e 𝐾𝐷 in modo tale che la risposta complessiva del sistema rispetti le specifiche 

di progetto. La determinazione dei suddetti guadagni, detta anche taratura, è relativamente sem-

plice rispetto ad altri controllori ed inoltre è possibile renderla automatica.  

Figura 4.9: Elementi generica unità di controllo 

Figura 4.10: Architettura controllore PID 



Tipologie di controllo 61 
 

Si osserva che le azioni integrative e derivative non agiscono mai indipendentemente dall’azione 

di controllo proporzionale. In quest’ottica, è possibile rielaborare la legge di controllo prece-

dente come segue: 

𝑢(𝑡) = 𝐾𝑃 ∙ [𝑒(𝑡) +
1

𝑇𝐼
∙ ∫ 𝑒(𝜏)𝑑𝜏

𝑡

0

+ 𝑇𝐷 ∙
𝑑𝑒(𝑡)

𝑑𝑡
] 

Nella precedente relazione si introducono i parametri 𝑇𝐼 e 𝑇𝐷, rispettivamente tempo integrale 

e derivativo, definiti nel seguente modo:  

𝑇𝐼 =
𝐾𝑃

𝐾𝐼
 

𝑇𝐷 =
𝐾𝐷

𝐾𝑃
 

Essendo un sistema dinamico lineare, il controllore PID può essere rappresentato dalla seguente 

funzione di trasferimento, indicando con 𝑈(𝑠) e 𝐸(𝑠) le trasformate di Laplace rispettivamente 

di 𝑢(𝑡) ed 𝑒(𝑡): 

𝐶(𝑠) =
𝑈(𝑠)

𝐸(𝑠)
= 𝐾𝑃 +

𝐾𝐼

𝑠
+ 𝐾𝐷𝑠 = 𝐾𝑃 (1 +

1

𝑇𝐼𝑠
+ 𝑇𝐷𝑠) =

𝐾𝑃

𝑇𝐼

1 + 𝑇𝐼𝑠 + 𝑇𝐼𝑇𝐷𝑠2

𝑠
 

Di seguito si descrivono la funzione e gli effetti dei singoli termini del PID considerando un 

plant costituito da un sistema del secondo ordine massa-molla-smorzatore (MCK). Si osserva 

che in prima approssimazione quest’ultimo è in condizioni di analogia con un servomeccanismo 

elettromeccanico, in quanto i due condividono lo stesso modello matematico a patto di tarare 

opportunamente i parametri del sistema MCK: di conseguenza, quest’ultimo è capace di descri-

verne fedelmente la risposta dinamica in campo lineare.  

A tal proposito, si riportano in seguito i due parametri che descrivono la risposta dinamica di 

un generico sistema del secondo ordine del tipo massa-molla-smorzatore, detti rispettivamente 

pulsazione naturale e smorzamento: 

𝜔𝑛 = √
𝐾

𝑀
 

휁 =
1

2

𝐶

√𝐾𝑀
 

L’azione principale del PID è quella data dal ramo proporzionale, che di fatto gestisce l’errore, 

mentre i contributi del ramo integrativo e derivativo aiutano a correggere e migliorare il con-

trollo complessivo del plant. In particolare, il ramo proporzionale svolge la sua funzione non 

appena esiste l’errore 𝑒(𝑡), con l’obiettivo di annullarlo istante per istante. Il termine 𝐾𝑃 agisce 

in maniera proporzionale all’errore, di conseguenza in analogia con sistema massa-molla-smor-

zatore opera sul termine di natura elastica.  Dal punto di vista della risposta dinamica del si-

stema complessivo, dato dall’unione del sistema di controllo e plant, se aumenta il termine 𝐾𝑃 

allora: 

• la rigidezza sul ramo d’azione aumenta, di conseguenza il sistema è meno sensibile ai 

disturbi esterni in quanto complessivamente più rigido; 
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• l’errore stazionario 𝑒∞ diminuisce; 

 

• la pulsazione naturale 𝜔𝑛 aumenta; 

 

• lo smorzamento 휁 diminuisce, di conseguenza aumenta il numero e l’ampiezza delle 

oscillazioni prima di raggiungere il comando desiderato. Ciò si traduce in una diminu-

zione della stabilità del sistema. 

La scelta del valore di 𝐾𝑃 è data da un’analisi di trade-off. Da una parte, un 𝐾𝑃 troppo alto com-

porta un sistema caratterizzato da uno smorzamento 휁 troppo basso: il sistema complessivo di-

venta troppo rigido e può instaurarsi un’oscillazione permanente, detta ciclo limite fisico, se-

condo cui il sistema non si stabilizza sul segnale di riferimento, bensì fornisce un output carat-

terizzato da un’oscillazione dinamica attorno al segnale comandato. D’altra parte, un 𝐾𝑃 troppo 

basso comporta una ridotta rigidezza del ramo d’azione ed un errore stazionario 𝑒∞ elevato.  

In aggiunta all’azione proporzionale, il ramo derivativo è indicato per le dinamiche di breve 

termine, agendo nel transitorio della risposta del sistema in quanto sensibile alla derivata dell’er-

rore del tempo, cioè alla sua velocità di variazione nel tempo. In particolare, agisce sulle dina-

miche rapide fornendo un’azione in anticipo sull’evoluzione dell’errore: infatti, la logica è quella 

di non aspettare che l’errore cresca, bensì di anticiparne la correzione. Il termine 𝐾𝐷 agisce in 

maniera proporzionale alla derivata dell’errore: in analogia con il sistema massa-molla-smorza-

tore opera sul termine di natura viscosa, conferendo un comportamento smorzante al sistema. 

Aumentando il guadagno 𝐾𝐷 aumenta lo smorzamento 휁 del sistema complessivo, rendendolo 

quindi capace di smorzare componenti oscillatorie (disturbi) potenzialmente dannose. Da ciò si 

deduce che il ramo derivativo fornisce un contributo stabilizzante.  

Si osserva che nelle condizioni in cui il segnale in ingresso al sistema sia affetto da una forte 

rumorosità, cioè da segnali di disturbo in alta frequenza, risulta opportuno limitare l’azione 

derivativa. In particolare, al ramo derivativo è necessario associare un filtro passa basso, che 

però implica un determinato ritardo nella risposta complessiva essendo un sistema del prim’or-

dine. All’atto pratico, l’utilizzo del ramo derivativo è limitato, vale a dire che si considerano 

guadagni 𝐾𝐷 più piccoli di quelli che servirebbero.  

Infine, sempre in aggiunta all’azione proporzionale, il ramo integrativo risulta utile nel lungo 

termine: da una parte infatti annulla eventuali errori stazionari, anche se dall’altra rende più 

instabile la risposta complessiva – in particolare nel transitorio. Il guadagno integrativo 𝐾𝐼 ag-

giunge un contributo che cresce nel tempo a supporto dell’azione di controllo effettuata dal 

ramo proporzionale, il quale potrebbe non fornire risultati soddisfacenti da solo a causa delle 

non linearità che caratterizzano il plant (e.g. attrito secco).  

In generale, quando nella legge di controllo si opta per aggiungere il contributo integrale a quello 

proporzionale, risulta necessario prestare attenzione al fenomeno del wind-up. Infatti, dato che 

il sistema da controllare è caratterizzato da non linearità, come saturazioni o fine corsa mecca-

nici, potrebbe verificarsi la situazione in cui queste entrino in conflitto con la logica di controllo. 

Si consideri ad esempio il sistema massa-molla-smorzatore sopra riportato: si ipotizzi che la 

logica di controllo proporzionale-integrativa abbia l’obiettivo di far raggiungere alla massa 𝑀 

una determinata posizione 𝑟 e si consideri la presenza di un fine corsa 𝑦𝑚𝑎𝑥 < 𝑟. Indicando la 

posizione effettiva della massa con 𝑦(𝑡), è possibile definire l’errore in posizione come: 

𝑒(𝑡) = 𝑟 − 𝑦(𝑡) 
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Quando la massa entra in contatto con il fine corsa al tempo 𝑡̅, in input al controllore entra un 

errore costante 𝑒𝑡: 

𝑒𝑡 = 𝑟 − 𝑦𝑚𝑎𝑥 

Tale errore viene processato in accordo con la logica di controllo. Di conseguenza, il contributo 

integrativo al controllo continua ad aumentare nel tempo – in quanto è il risultato dell’integrale 

nel tempo della costante 𝑒𝑡 – cercando di spingere la massa oltre al fine corsa, ma non riuscen-

doci a causa dei limiti fisici del sistema. Nel momento in cui si fornisce al sistema un nuovo 

comando in posizione, imponendo alla massa di raggiungere la posizione 𝑝 < 𝑦𝑚𝑎𝑥 partendo 

dal fine corsa 𝑦𝑚𝑎𝑥, oltre all’azione proporzionale si aggiunge l’azione integrativa precedente, 

ottenendo un segnale di controllo non coerente con la nuova posizione comandata 𝑝. In questa 

situazione, infatti, il ramo integrale cerca di scaricare il contributo aggiuntivo che non è riuscito 

a fornire in condizioni di saturazione. Il fenomeno brevemente descritto è noto come wind-up 

e va evitato mediante opportune tecniche. Nell’esempio in esame, una possibile tecnica anti 

wind-up può essere quella di considerare un guadagno 𝐾𝐼 che si adatta allo stato nel sistema 

secondo la seguente logica: fintanto che la massa 𝑀 è in condizioni di saturazione 𝐾𝐼 è nullo, 

altrimenti 𝐾𝐼 assume il valore definito a progetto.  

 

Nella seguente tabella si riassumono gli effetti dell’aumento di ciascun guadagno del PID in 

modo indipendente. 

 

Tabella 4.1: Effetto sulla risposta del sistema dei guadagni del PID considerati singolarmente 

Parametro Rise time Overshoot Settling time 
Errore 

stazionario 

𝐾𝑃 Diminuisce Aumenta 
Piccoli  

cambiamenti 
Diminuisce 

𝐾𝐼 Diminuisce Aumenta Aumenta Si elimina 

𝐾𝐷 
Piccoli 

cambiamenti 
Diminuisce Diminuisce 

Non ci sono 
effetti 

 

Figura 4.11: Sistema massa-molla-smorzatore con fine corsa 
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4.3.2 Leggi di controllo semplificate  

Rispetto alla legge di controllo generale: 

𝑢(𝑡) = 𝐾𝑃 ∙ 𝑒(𝑡) + 𝐾𝐼 ∙ ∫ 𝑒(𝜏)𝑑𝜏
𝑡

0

+ 𝐾𝐷 ∙
𝑑𝑒(𝑡)

𝑑𝑡
 

è possibile derivare altre logiche di controllo, annullando uno o più contributi tra 𝐾𝑃, 𝐾𝐼 e 𝐾𝐷.  

Considerando 𝐾𝐼 = 𝐾𝐷 = 0, si ottiene una legge di controllo puramente proporzionale non di-

pendente dal tempo. Si riporta la formulazione della suddetta logica di controllo sia nel dominio 

del tempo sia mediante la funzione di trasferimento 𝐶(𝑠): 

𝑢(𝑡) = 𝐾𝑃 ∙ 𝑒(𝑡) 

𝐶(𝑠) =
𝑈(𝑠)

𝐸(𝑠)
= 𝐾𝑃 

La legge di controllo che si ottiene ponendo solamente 𝐾𝐷 = 0 si definisce proporzionale inte-

grativa. Essa prevede l’aggiunta di un sistema del primo ordine sul ramo d’azione, la cui co-

stante di tempo è pari a 𝑇𝐼, introducendo di conseguenza un contributo tempo dipendente: 

𝑢(𝑡) = 𝐾𝑃 ∙ 𝑒(𝑡) + 𝐾𝐼 ∙ ∫ 𝑒(𝜏)𝑑𝜏
𝑡

0

 

𝐶(𝑠) =
𝑈(𝑠)

𝐸(𝑠)
=

𝐾𝑃𝑠 + 𝐾𝐼

𝑠
 

Infine, la legge di controllo che prevede solamente i termini 𝐾𝑃 e 𝐾𝐷 si definisce proporzionale 

derivativa. Essa di fatto prevede l’aggiunta di uno zero pari a 𝑠 = −1
𝑇𝐷

⁄ , come testimonia la 

relativa funzione di trasferimento, introducendo un contributo tempo dipendente: 

𝑢(𝑡) = 𝐾𝑃 ∙ 𝑒(𝑡) + 𝐾𝐷 ∙
𝑑𝑒(𝑡)

𝑑𝑡
 

𝐶(𝑠) =
𝑈(𝑠)

𝐸(𝑠)
= 𝐾𝑃 + 𝐾𝐷𝑠 = 𝐾𝑃(1 + 𝑇𝐷𝑠) 

Tabella 4.2: Confronto tra leggi di controllo PI e PD 

Proprietà del sistema 
𝑻𝑰 𝑻𝑫 

Aumenta Diminuisce Aumenta Diminuisce 

Stabilità Migliora Peggiora Peggiora Peggiora 

Tempo di risposta Rallenta Accelera Accelera Rallenta 

 

Figura 4.12: Leggi di controllo P (sinistra), PI (centro) e PD (destra) 
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4.3.3 Taratura del PID 

Come avviene in generale per tutti i controllori, è possibile progettare il controllore PID sulla 

base di tecniche analitiche che utilizzano il modello matematico del sistema da controllare rap-

presentato in via grafica mediante gli schemi a blocchi. Allo stesso tempo, uno dei vantaggi 

nell’impiego dei PID consiste nella possibilità di determinare i parametri 𝐾𝑃, 𝐾𝐼 e 𝐾𝐷 sulla base 

di prove sperimentali grazie a delle tecniche di taratura automatica, senza necessitare del mo-

dello matematico del plant. 

I primi metodi empirici di taratura automatica sono stati sviluppati intorno agli anni Quaranta 

del secolo scorso da Ziegler e Nichols e si distinguono a seconda delle condizioni in cui si effet-

tuano le prove sperimentali sul sistema da controllare: 

• Metodo di taratura in anello chiuso, in cui i test sperimentali sono svolti retroazionando 

il sistema con un guadagno statico proporzionale; 

 

• Metodo di taratura in anello aperto, in cui i test sperimentali sono svolti direttamente 

sul plant senza alcun tipo di controllo. 

Si anticipa che le leggi di controllo in forza delle soluzioni reali si basano su un controllore PID. 

In particolare, per la taratura dei parametri del PID si è utilizzato il metodo di Ziegler-Nichols 

in anello chiuso applicandolo non direttamente sul sistema reale, bensì sul modello matematico: 

i parametri ottenuti con questa tecnica sono stati utilizzati come valori di primo tentativo all’in-

terno di un ciclo iterativo di simulazioni numeriche, volte ad affinare le leggi di controllo al fine 

di ottenere una risposta soddisfacente dell’intero servomeccanismo.  

4.3.3.1 Metodo di Ziegler-Nichols in anello chiuso 

Di seguito si riporta in maniera schematica il metodo in esame: 

1. Si aggiunge in cascata al plant un sistema di controllo costituito da un controllore PID 

che riceve in input l’errore 𝑒(𝑡). Per far ciò si chiude l’anello di controllo con un ramo 

in retroazione negativa ed unitaria e si impone che le azioni integrative e derivative del 

controllo siano nulle, ossia 𝐾𝐼 = 𝐾𝐷 = 0. 

2. Si fornisce al nuovo sistema un segnale di riferimento 𝑟(𝑡) a gradino considerando un 

guadagno 𝐾𝑃 opportunamente piccolo. 

 

3. Si aumenta progressivamente il parametro 𝐾𝑃 della legge di controllo puramente pro-

porzionale – per ora –, ripetendo continue prove senza variare l’input 𝑟(𝑡), finché il si-

stema non fornisce una risposta 𝑦(𝑡) caratterizzata da un’oscillazione permanente at-

torno al segnale di riferimento 𝑟(𝑡). 

 

 

Figura 4.13: Metodo di Ziegler e Nichols in anello chiuso, schema a blocchi 
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4. Si definisce 𝐾𝑃
̅̅̅̅  il guadagno critico, ovvero il guadagno proporzionale in corrispondenza 

del quale il sistema risponde con un’oscillazione permanente all’input 𝑟(𝑡); inoltre, si 

definisce �̅� il periodo di tale oscillazione. Noti 𝐾𝑃
̅̅̅̅  e �̅�, è possibile tarare i parametri del 

controllore sulla base della legge di controllo che si desidera implementare facendo rife-

rimento alla seguente tabella. 

                Tabella 4.3: Taratura parametri PID - Metodo di Ziegler Nichols in anello chiuso 

Legge di controllo 𝑲𝑷 𝑻𝑰 𝑻𝑫 

P 
1

2
𝐾𝑃
̅̅̅̅  − − 

PI 
9

20
𝐾𝑃
̅̅̅̅  

5

6
�̅� − 

PD 
1

2
𝐾𝑃
̅̅̅̅  − 

1

5
�̅� 

PID 
3

5
𝐾𝑃
̅̅̅̅  

1

2
�̅� 

1

8
�̅� 

 

Il metodo appena riportato non è sempre applicabile. Dal punto di vista dei controlli automatici, 

infatti, non tutti i sistemi possono generare delle oscillazioni permanenti: per i plant di questo 

tipo risulta quindi impossibile determinare il valore di 𝐾𝑃
̅̅̅̅ . Dal punto di vista pratico, inoltre, 

nel caso i cui non sia disponibile il modello matematico del sistema da controllare, può risultare 

rischioso portare il sistema ai limiti della stabilità, dato che quest’ultimo potrebbe facilmente 

guastarsi in queste condizioni. In questi casi, è possibile utilizzare il metodo di Ziegler e Nichols 

in anello aperto.  

4.3.3.2 Metodo di Ziegler-Nichols in anello aperto 

Di seguito si riporta in maniera schematica il metodo in esame: 

1. Si fornisce al plant un input a gradino, senza considerare nessun sistema di controllo. 

L’entità del gradino in ingresso deve essere sufficientemente ampia, in modo tale che i 

parametri della risposta dinamica del plant siano ben riconoscibili anche in presenza di 

disturbi. D’altra parte, l’ampiezza dell’input non deve essere eccessiva, per evitare di 

coinvolgere fenomeni non lineari oppure per non rischiare di danneggiare il sistema da 

controllare.  

Figura 4.14: Oscillazione permanente, metodo di Ziegler e Nichols in anello chiuso 
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2. Si traccia la tangente 𝑓(𝑡) alla risposta del sistema nel punto di flesso. In questo modo, 

è possibile individuare graficamente i parametri 𝜏 e 𝑌, rispettivamente l’intersezione con 

l’asse delle ascisse e delle ordinate della retta tangente 𝑓(𝑡). 

 

3. Noti 𝜏 e 𝑌, è possibile tarare i parametri del controllore sulla base della legge di controllo 

che si desidera implementare facendo riferimento alla seguente tabella.  

     Tabella 4.4: Taratura parametri PID - Metodo di Ziegler Nichols in anello aperto 

Legge di controllo 𝑲𝑷 𝑻𝑰 𝑻𝑫 

P 
1

|𝑌|
 − − 

PI 
9

10

1

|𝑌|
 3𝜏 − 

PD 
5

4

1

|𝑌|
 − 

1

3
𝜏 

PID 
6

5

1

|𝑌|
 2𝜏 

1

2
𝜏 

 

Perché il secondo metodo di Ziegler e Nichols sia applicabile, è necessario che il plant fornisca 

una risposta monotona ad un gradino in input, con un punto di flesso e senza presentare oscil-

lazioni. Inoltre, la determinazione dei parametri 𝜏 e 𝑌 risente sia dell’approssimazione data 

dalla costruzione grafica sia della difficoltà di individuare in maniera univoca il punto di flesso 

della risposta dinamica del sistema, da cui poi tracciare la relativa tangente.  

Figura 4.15: Metodo di Ziegler e Nichols in anello aperto, schema a blocchi 

Figura 4.16: Determinazione grafica dei parametri 𝜏 e 𝑌 secondo il metodo di Ziegler e Nichols in anello aperto 
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4.4 TIPOLOGIE DI SERVOMECCANISMI IN AMBIENTE AEROSPAZIALE 
Come anticipato in precedenza, l’unione di un sistema di controllo e di un plant dà origine ad 

un servomeccanismo, inteso come un dispositivo meccanico capace di controllare il valore di 

una o più grandezze meccaniche. In relazione alla variabile controllata, i servomeccanismi im-

piegati in campo aerospaziale si distinguono in: 

• Servomeccanismi in posizione; 

• Servomeccanismi in forza. 

La principale differenza tra questi due dispositivi consiste nella logica di controllo implemen-

tata. Di seguito, si mostra per ognuno di essi lo schema a blocchi corrispondente, ipotizzando 

di considerare come plant il medesimo attuatore elettroidraulico. 

4.4.1 Servomeccanismi in posizione 

Il servomeccanismo (o servoattuatore) in posizione opera in modo tale da far coincidere la po-

sizione effettiva dell’organo meccanico controllato con la posizione desiderata. Questa catego-

ria di servocomandi è quella maggiormente impiegata a bordo velivolo, ad esempio per il con-

trollo delle superfici dei comandi di volo o per garantire la sterzatura del carrello anteriore.   

Il controllo in posizione considera una legge di controllo che prevede un closed loop sulla posi-

zione effettivamente raggiunta dal servoattuatore. In questi servomeccanismi, il pilota o il com-

puter di bordo comanda la posizione desiderata 𝑤: tale segnale viene confrontato continua-

mente con la posizione effettiva ed istantanea dell’attuatore 𝑟 fornita da un trasduttore di posi-

zione (e.g. LVDT o RVDT), dando origine al segnale di errore 𝑒, definito istante per istante 

come: 

𝑒 = 𝑤 − 𝑟 

L’errore in posizione 𝑒 muove la logica dell’azionamento che deve tendere automaticamente ad 

annullare l’errore: fintanto che sussiste l’errore 𝑒, questo viene processato dal controllore in ac-

cordo con la legge di controllo in esso implementata, ottenendo il segnale di controllo 𝑢 da for-

nire alla valvola che controlla il flusso di potenza idraulica verso attuatore, che a sua volta causa 

lo spostamento dello spool verso la posizione comandata. Nel momento in cui l’attuatore rag-

giunge la posizione desiderata, l’errore in posizione si annulla, inibendo di conseguenza il se-

gnale di controllo 𝑢. In questo modo, il servomeccanismo in posizione garantisce l’insegui-

mento del comando 𝑤 ed il suo mantenimento nel tempo: se l’attuatore raggiunge la posizione 

comandata, infatti, riesce a mantenerla in quanto, non ricevendo più alcun input 𝑢 dal control-

lore dato che l’errore 𝑒 = 0, la posizione del suo spool non cambia. Questa condizione permane 

fino a quando il sistema non riceve una nuova posizione desiderata in input 𝑟′: in questo caso, 

Figura 4.17: Esempio di servomeccanismo elettroidraulico controllato in posizione 
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nasce un nuovo errore in posizione 𝑒′ che riattiva la logica di controllo del servomeccanismo 

volta ad annullarlo.   

4.4.2 Servomeccanismi in forza 

I servomeccanismi in forza operano in modo tale da far coincidere la forza effettivamente eser-

citata dall’organo meccanico controllato con il valore della forza comandata (detta anche desi-

derata) dal pilota o dal computer di bordo. Il loro impiego in campo aeronautico ad ora è deci-

samente inferiore rispetto ai servoattuatori controllati in posizione: ad esempio, sono utilizzati 

per il controllo della forza esercitata dal sistema di attuazione frenante sul pacco dischi.  

Il controllo in forza prevede una legge di controllo ibrida che comprende sia un ramo in open 

loop sia uno in closed loop, responsabili di due aspetti differenti della risposta dinamica del 

sistema. In particolare: 

• il ramo di open loop garantisce il mantenimento della forza comandata nel tempo, ri-

cevendo in input il segnale 𝑤 e fornendo un contributo determinante a regime; 

 

• il ramo di closed loop ha il compito di rendere il sistema più rapido nella risposta. Ri-

cevendo in input il segnale di errore 𝑒, l’azione del closed loop fornisce un contributo 

al controllo solamente nei transitori. 

Si supponga che il servomeccanismo riceva in input un comando di forza desiderata 𝑤 coman-

dato dalla pedaliera del pilota. Esso viene fornito al controllore, che a sua volta impartisce all’at-

tuatore un segnale di controllo 𝑢 formato in generale da due contributi:  

𝑢 = 𝑢𝑂𝐿 + 𝑢𝐶𝐿 

Da una parte, il termine 𝑢𝑂𝐿 è sempre presente fintanto che si richiede al sistema di erogare un 

determinato valore di forza 𝑤. Al contempo, risulta necessario aggiungere un ramo di closed 

loop, al fine di rendere più rapido il transitorio di risposta del sistema e soprattutto per garantire 

il raggiungimento della forza richiesta. Il termine 𝑢𝐶𝐿 fornisce un contributo alla legge in con-

trollo fintanto che l’errore 𝑒 è diverso da zero, con: 

𝑒 = 𝑤 − 𝑟 

Analogamente a quanto riportato per il controllo in posizione, si indica con 𝑟 la forza effettiva-

mente esercitata dall’attuatore e rilevata da una cella di carico. Quando l’errore 𝑒 si azzera al 

termine del transitorio, si annulla il termine 𝑢𝐶𝐿 ed il segnale di controllo per mantenere il co-

mando raggiunto diventa: 

𝑢 = 𝑢𝑂𝐿 

Figura 4.18: Esempio di servomeccanismo elettroidraulico controllato in forza 
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In questa soluzione ibrida, il ramo di closed loop ha la funzione di correggere solo nei transitori 

il contributo in open loop che, a differenza dell’anello in controreazione, continua ad operare 

fino a che viene richiesta la forza 𝑤. A differenza del controllo in posizione sopra esposto, in 

questo caso il sistema di controllo è sempre attivo, anche se l’errore in forza è nullo.  

Inoltre, si anticipa che il ramo in open loop è caratterizzato da un guadagno proporzionale 

unitario, mentre il closed loop in generale ha un controllore tarato opportunamente al fine di 

annullare l’errore in forza nel più breve tempo possibile. Questa soluzione permette di disporre 

il controllore in parallelo al sistema da controllare e non in serie – come nel controllo in posi-

zione sopra esposto –, aumentando di fatto l’affidabilità complessiva del sistema. Quanto ap-

pena esposto brevemente viene trattato nel dettaglio nel capitolo dedicato allo sviluppo delle 

leggi di controllo in forza per gli attuatori EMA volti ad azionare il sistema frenante aeronautico 

in esame.  

Si osserva che per gli attuatori atti a garantire la frenatura del velivolo si potrebbe ipotizzare un 

controllo in open loop per quanto riguarda la forza erogata effettivamente dal plant, control-

lando mediante un closed loop lo spostamento dell’attuatore. In questo caso occorrerebbe mo-

dellare con molta precisione la relazione presente tra la posizione dello spool dell’attuatore e la 

forza da esso esercitata, in modo tale da avere una relazione univoca tra la variabile controllata 

direttamente (spostamento dell’elemento mobile dell’attuatore) e quella controllata indiretta-

mente (forza effettiva). Posto che ciò si riesca ad ottenere, il sistema di controllo in questione 

risulterebbe meno prestante rispetto al precedente. Il servomeccanismo complessivo potrebbe 

fornire infatti delle forze 𝑟 meno precise e non perfettamente uguali al comando 𝑤, a causa delle 

non linearità che affliggono il sistema non contemplate all’interno del progetto della legge di 

controllo: alcune di esse, ad esempio, sono l’usura dei componenti o la relazione tra forza eser-

citata e spostamento dello spool, che non è detto che si mantenga costante nel tempo.  
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5 MODELLAZIONE MOTORE BLDC 

Al fine di ottenere dei modelli virtuali atti a sviluppare le leggi di controllo in forza da imple-

mentare – una volta validate – nella BSCU delle due configurazioni di attuatori EMA proposte 

nei capitoli conclusivi del presente lavoro di tesi, risulta necessario in un primo momento effet-

tuare la modellazione del motore elettrico BLDC previsto nelle soluzioni reali. Da esso, infatti, 

dipende fortemente l’architettura e il funzionamento del servomeccanismo: in questo capitolo 

si riportano le assunzioni ed il modello matematico tramite cui è stata effettuata la suddetta 

modellazione. Si anticipa che il modello del motore BLDC sviluppato è stato validato tramite 

un confronto con le evidenze sperimentali ottenute mediante un banco prova dedicato: tali 

prove sono riportate nel capitolo seguente, al paragrafo 6.3.1.  

Si osserva che il motore selezionato per le due soluzioni reali è controllato attraverso la tecnica 

trapezoidale: una macchina elettrica di questo tipo può effettivamente essere chiamata DC 

brushless – o BLDC – perché di fatto è equivalente al duale di un motore a commutazione in 

corrente continua con l’eccitazione a magneti permanenti. In entrambi i casi, infatti, è necessa-

rio che la corrente che scorre nei conduttori del circuito indotto inverta la polarità ogni volta 

che un polo di magnete permanente – che sia statorico nel caso del motore a spazzole o rotorico 

per il BLDC – gli passa davanti, al fine di mantenere la coppia unidirezionale. La differenza 

sostanziale tra le due macchine elettriche riguarda il come viene effettuata la commutazione. 

Nel motore spazzolato in corrente continua, l’inversione di polarità è realizzata da un commu-

tatore dotato di spazzole: in questo caso, dato che tale elemento è solidale al rotore, gli istanti 

di commutazione sono automaticamente sincronizzati con l’alternarsi delle polarità del campo 

di induzione magnetica statorico sotto cui passano i conduttori del circuito indotto rotorico. Nel 

motore brushless DC, invece, l’inversione della polarità viene garantita da un inverter dotato di 

mosfet, i quali devono commutare in sincronismo con la posizione del rotore, nota grazie ai 

sensori a effetto Hall. 

Dunque, dal punto di vista funzionale i motori brushless trapezoidali BLDC possono essere 

considerati come motori in corrente continua a magneti permanenti con commutatore elettro-

nico. Dato che il processo di commutazione, necessario per il corretto funzionamento, è simile 

per le due macchine elettriche, le equazioni che definiscono le loro prestazioni e le caratteristi-

che coppia-velocità sono anch’esse molto simili. Da queste considerazioni deriva la prima ipo-

tesi considerata nella modellazione del motore BLDC in esame, esposta in seguito.  

Figura 5.1: Confronto motore a spazzole in corrente continua e brushless DC 
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Il modello del motore elettrico viene indicato negli schemi a blocchi seguenti come BLDC – EM 

Model: a meno di una correzione all’interno del sottosistema EM Model BASE – illustrata nel 

paragrafo 7.2.2 –, tale blocco è il medesimo per tutti i modelli proposti e presenta la struttura 

mostrata in figura 5.2.  

Il blocco BLDC – EM Model simula il comportamento fisico del motore brushless utilizzato nel 

banco prova ed è stato ricavato mediante un approccio physical-based, vale a dire sulla base di 

considerazioni fisico-matematiche e a seguito di opportune ipotesi semplificative. Tale modello 

riceve in input la tensione 𝑉𝑖𝑛 ed il carico esterno 𝑇𝑟𝑒𝑎𝑧 (chiamata 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜 nel settimo capitolo), 

fornendo in output la posizione angolare del rotore.  

La prima ipotesi semplificativa considerata, su cui si basa tutta la trattazione, è quella di assi-

milare il motore BLDC trifase trapezio, presente nel banco prova, ad un equivalente motore DC 

monofase ad eccitazione separata, realizzata mediante magneti permanenti. Tale ipotesi risulta 

accettabile in quanto, a patto di effettuare una corretta taratura dei parametri relativi al mono-

fase equivalente, si osserva che le due tipologie di motore forniscono delle prestazioni meccani-

che simili: infatti, entrambi presentano una caratteristica meccanica lineare decrescente. 

Quest’ultima è rappresentata nel piano cartesiano (𝜔 − 𝑇) ed è il modello matematico che 

esprime la relazione tra la coppia motrice sviluppata dal rotore del motore elettrico 𝑇𝑀 e la cor-

rispondente velocità angolare 𝜔𝑀, al variare della tensione di alimentazione fornita in input al 

motore 𝑉𝑖𝑛.  

Per entrambe le tipologie di motore, la caratteristica meccanica è costituita da un fascio di rette 

parallele monotone decrescenti, parametrizzate con la tensione di alimentazione. Ciò significa 

che, per entrambe le macchine elettriche, esiste una relazione di proporzionalità diretta tra la 

velocità angolare del rotore e la tensione di alimentazione, e ciò favorisce il controllo del motore 

stesso: a parità di carico esterno, infatti, è possibile regolare la velocità angolare agendo sola-

mente sulla tensione di alimentazione. Si osserva infine che l’utilizzo di un motore elettrico con 

una caratteristica meccanica di questo tipo presenta il vantaggio di avere buone proprietà allo 

spunto, garantendo la coppia massima proprio a velocità nulla.  

A questa prima ipotesi semplificativa se ne aggiunge una seconda: posto che i modelli trattati 

sono tutti a parametri concentrati, con l’obiettivo di cogliere l’andamento nel tempo delle gran-

dezze che caratterizzano il sistema, si procede nella modellazione del motore elettrico riducendo 

tutti i termini inerziali di motore, utilizzatore e trasmissione in un’unica inerzia equivalente 𝐽𝑒𝑞. 

Inoltre, noto che il motore è sorretto da dei cuscinetti e che ruotando mette in movimento 

dell’aria, una parte dell’energia meccanica prodotta viene dissipata o nei cuscinetti stessi o per 

Figura 5.2: Schema a blocchi BLDC EM - Model 
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gli effetti ventilanti: si introduce dunque un coefficiente di smorzamento viscoso equivalente 

𝐶𝑒𝑞 per poter modellare tutti i fenomeni viscosi presenti.  

Così facendo, è possibile ridurre all’albero veloce della trasmissione tutti i termini inerziali, vi-

scosi e meccanici delle equazioni di equilibrio dei singoli componenti, impostando quindi una 

sola equazione di equilibrio del motore a cui sono stati ridotti anche i contributi degli altri com-

ponenti della trasmissione meccanica. L’idea, quindi, è quella di studiare la dinamica del rotore 

del motore elettrico basandosi su un sistema meccanico equivalente che racchiude nei termini 

inerziali e viscosi tutti i componenti meccanici del servoattuatore elettromeccanico.  

Sulla base dello schema rappresentato in figura 5.3, si può ottenere la seguente formulazione 

dell’equazione di equilibrio dinamico del sistema meccanico equivalente: 

𝐽𝑒𝑞�̈�𝑀 + 𝐶𝑒𝑞�̇�𝑀 = 𝑇𝑀 − 𝑇𝐿 − 𝑇𝑎𝑡𝑡 

Si ipotizzi che sul rotore agisca una coppia motrice 𝑇𝑀: quest’ultima, al netto dell’azione di un 

carico esterno 𝑇𝐿 e dell’attrito Coulombiano 𝑇𝑎𝑡𝑡, causa il moto del rotore stesso; in particolare, 

la coppia netta andrà a bilanciare sia il termine inerziale 𝐽𝑒𝑞�̈�, importante solamente nei transi-

tori, sia il termine viscoso 𝐶𝑒𝑞�̇�.   

Ponendo �̇�𝑀 = 𝜔𝑀 e �̈�𝑀 = �̇�𝑀 ed esplicitando l’accelerazione angolare dall’equazione prece-

dente, si ottiene una relazione utile alla traduzione dell’equazione di equilibrio dinamico del 

rotore in schemi a blocchi: 

�̇�𝑀 =
𝑇𝑀 − 𝑇𝐿 − 𝑇𝑎𝑡𝑡 − 𝐶𝑒𝑞𝜔𝑀 

𝐽𝑒𝑞
 

Si osserva che tutti gli aspetti magnetici sono contemplati all’interno del termine 𝑇𝑀. Assimi-

lando infatti il motore BLDC al motore in corrente continua monofase equivalente ad eccita-

zione separata, è possibile esprimere la coppia motrice sviluppata dal BLDC come direttamente 

proporzionale alla corrente elettrica 𝑖 che scorre nelle bobine attraverso un coefficiente di pro-

porzionalità 𝐺𝑀, detto guadagno in coppia del motore elettrico: 

𝑇𝑀 = 𝐺𝑀 ∙ 𝑖 

 

 

 

 

 

 

 

Figura 5.3: Schema del sistema meccanico per la modellazione del motore BLDC 

Figura 5.4: Schema motore DC monofase equivalente ad eccitazione separata a magnete permanente 
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A sua volta, la corrente 𝑖 dipende dalla tensione netta che agisce ai capi delle bobine rotoriche 

del DC Motor monofase equivalente, rappresentato schematicamente in figura 5.4.  

Nei motori in corrente continua ad eccitazione separata mediante magneti permanenti, viene 

fornita in input una tensione di alimentazione in continua 𝑉𝑖𝑛 che, in virtù del modello elettro-

magnetico del motore utilizzato, si traduce in una corrente 𝑖. Tale corrente, passando attraverso 

il circuito di armatura (nello schema è formato da una sola spira, nella realtà sono presenti N 

spire che formano una bobina), passa nella regione in cui è presente il campo di induzione ma-

gnetica statorico �⃗�  generato dai magneti permanenti. Di conseguenza, la spira del circuito di 

armatura comincia a ruotare essendo soggetta alla forza di Lorentz. 

Data infatti una carica elettrica puntiforme q in moto con velocità V in una regione caratteriz-

zata dalla presenza di un campo di induzione magnetica �⃗� , sulla suddetta carica agisce una 

forza 𝐹𝐿, detta forza di Lorentz, proporzionale alla q stessa e al prodotto vettoriale di �⃗�  per �⃗� , 

secondo la seguente formula:   

𝐹𝐿
⃗⃗⃗⃗ = 𝑞�⃗� × �⃗�  

In particolare, dalla precedente relazione si ottiene il modulo della forza di Lorentz esercitata 

su un tratto di filo di lunghezza 𝑙 percorso da una corrente 𝑖 e immerso in un campo uniforme 

di intensità 𝐵:  

𝐹𝐿 = 𝐵 ∙ 𝑖 ∙ 𝑙 

Dato che in generale nel circuito di armatura di un motore elettrico sono presenti 𝑁 spire, allora 

il modulo della forza di Lorentz che agisce nel tratto del circuito di armatura in cui 𝐵 ⊥ 𝑖 è 

𝐹𝐿 = 𝑁(𝐵 ∙ 𝑖 ∙ 𝑙) 

mentre dove 𝐵||𝑖 vale che 𝐹𝐿 = 0 𝑁. 

Non appena la spira comincia a ruotare per effetto di tale forza, si verifica una variazione di 

flusso di campo magnetico 𝜙(�⃗� ) attraverso di essa. Tale variazione è dovuta all’angolo 𝛼 pre-

sente nella seguente formulazione: 

𝜙(�⃗� ) = ∫ �⃗� ∙ 𝑑𝑠⃗⃗⃗⃗ 
𝑆

= 𝐵 ∙ 𝑆 ∙ cos 𝛼 

B=intensità di induzione magnetica 

  
S=superficie attraverso cui si valuta il flusso di 
campo magnetico (sezione della spira) 
 

𝛼=angolo tra il vettore �⃗�  e la direzione che identi-

fica la superficie 𝑆, vale a dire la direzione nor-
male ad essa.  

 

L’effetto di tale variazione è la generazione di una corrente indotta dalla variazione di flusso di 

campo magnetico attraverso la superficie S della spira dovuto al fenomeno di induzione magne-

tica modellizzato dalla relazione di Faraday Neumann-Lenz, secondo cui:  

𝑓. 𝑐. 𝑒.𝑚.= −
𝑑𝜙(�⃗� )

𝑑𝑡
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Si consideri a titolo d’esempio un circuito chiuso, come effettivamente è una spira, caratteriz-

zato da una superficie S. La variazione nel tempo del flusso di campo magnetico attraverso tale 

superficie 𝑆 comporta la generazione di una forza elettromotrice indotta in tale circuito la 

quale, in relazione alle proprietà fisiche del circuito (R, L o C), si traduce in una corrente in-

dotta. Questa corrente indotta genera un campo magnetico indotto: in particolare, il verso della 

corrente indotta nel circuito è tale da generare un campo magnetico indotto il cui flusso attra-

verso la superficie S va ad opporsi alla variazione di flusso di campo magnetico che ha generato 

la forza elettromotrice indotta.  Il segno meno nella legge della 𝑓. 𝑐. 𝑒.𝑚. sopra esposta è dovuto 

proprio al verso della corrente indotta, dedotto dal fisico russo Heinrich Lenz. 

Per effetto della variazione di flusso di campo magnetico attraverso la spira, dunque, nasce una 

forza controelettromotrice (detta anche 𝑓. 𝑒.𝑚. indotta, in generale indicata in seguito con 𝑉𝑀) 

sul circuito di armatura stesso, per far sì che si generi una corrente indotta che possa generare 

un campo di induzione magnetica 𝐵 indotto tale da opporsi alla variazione di flusso di campo 

magnetico dovuto al fatto che la spira ha incominciato a ruotare. 

Sulla base di queste considerazioni fisiche, è dunque possibile affermare che ai capi delle bobine 

rotoriche non agisca solamente la tensione di input 𝑉𝑖𝑛, bensì una tensione netta che tiene conto 

anche della forza controelettromotrice. 

In particolare: 

𝑉𝑒𝑓𝑓 = 𝑉𝑖𝑛 − 𝑉𝑀 

Si osserva che è ragionevole considerare la forza controelettromotrice come direttamente pro-

porzionale alla velocità angolare del rotore attraverso una costante 𝑘𝑒𝑚 caratteristica del tipo di 

motore elettrico. Nel caso in esame, avendo infatti ipotizzato di assimilare il motore BLDC ad 

un monofase equivalente in corrente continua ad eccitazione separata realizzata con un ma-

gnete permanente, il campo d’induzione magnetica d’eccitazione di quest’ultimo non può che 

essere sempre costante in direzione ed intensità; di conseguenza, risulta ragionevole modellare 

la forza controelettromotrice come proporzionale alla sola velocità angolare del rotore: 

𝑉𝑀 = 𝑓. 𝑐. 𝑒.𝑚.= 𝑘𝑒𝑚 ∙ 𝜔𝑀 

Si osserva inoltre che sia il guadagno in coppia sia il coefficiente di forza controelettromotrice 

sono due parametri che caratterizzano il motore elettrico e sono forniti da datasheet; in partico-

lare, vale che il modulo del guadagno in coppia 𝐺𝑀 espresso in [
𝑁𝑚

𝐴
] è pari a quello del coeffi-

ciente di forza controelettromotrice 𝑘𝑒𝑚 espresso in [
𝑉

𝑟𝑎𝑑 𝑠⁄
], in quanto nel motore la geometria 

che risente della forza controelettromotrice è la stessa che produce coppia. 

Fisicamente la differenza di potenziale, o la tensione netta, agente ai capi del circuito di arma-

tura rotorico causa un flusso di elettroni lungo il circuito stesso detto corrente elettrica. Nel 

modello del motore elettrico si tiene conto di questo fenomeno nel blocco EM Model BASE che, 

rappresentando la parte elettromagnetica dello stesso, trasforma la tensione di ingresso 𝑉𝑖𝑛 nella 

corrente che fluisce nelle bobine 𝑖 al netto dell’azione della forza controelettromotrice. In gene-

rale, questo fenomeno fisico può essere modellato mediante due trattazioni: il circuito di arma-

tura, infatti, può essere considerato o come puramente ohmico o come ohmico-induttivo.  

In prima approssimazione, si può considerare un modello puramente ohmico, che implica 

quindi una relazione istantanea tra tensione e corrente; le due grandezze, infatti, presentano un 
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andamento nel tempo identico e si differenziano solo per un fattore 𝑅 [Ω] in virtù della legge di 

Ohm, in cui 𝑅 è la resistenza ohmica del circuito: 

𝑖 =
𝑉𝑖𝑛 − 𝑉𝑀

𝑅
 

Nella realtà il circuito di armatura è avvolto attorno al rotore, formando le bobine sopra citate 

che causano la presenza di fenomeni transitori. Si osserva infatti che, applicando una tensione 

netta ai capi del circuito d’armatura, la corrente che ne consegue si stabilizza ad un valore di 

regime, pari a quello regolato dalla legge di Ohm, con un andamento esponenziale e quindi non 

in maniera istantanea. Ciò è dovuto al fenomeno della autoinduzione (o mutua induzione) 

modellato sempre con la legge di Faraday Neumann-Lenz. Quando, infatti, la corrente circola 

nel circuito per effetto della differenza di potenziale imposta, questa genera un campo di indu-

zione magnetica il cui flusso è costante quando la corrente raggiunge il valore di regime, mentre 

varia durante il transitorio comportando la generazione di una corrente indotta. Il fatto di avere 

una risposta in corrente del sistema non istantanea, ma caratterizzata da un transitorio, è dovuto 

proprio alla presenza di questa corrente indotta, presente solamente nei primi istanti della rispo-

sta del sistema quando effettivamente vi è una variazione di flusso del campo di induzione ma-

gnetica.  

Si consideri ad esempio una delle N spire della bobina rotorica e si supponga di fornire un gra-

dino di tensione partendo da un valore iniziale nullo: nel transitorio, si crea una corrente indotta 

a causa della variazione di flusso di campo magnetico attraverso il circuito dovuto, a sua volta, 

alla variazione di corrente che fluisce nel circuito, che sta aumentando da un valore nullo ini-

ziale al valore di regime. La variazione nel transitorio del flusso di campo magnetico genera 

quindi una corrente indotta presente solo nel transitorio che, opponendosi alla corrente che sta 

cominciando a fluire nel circuito, comporta una variazione non istantanea della corrente stessa. 

A regime invece, non essendoci una variazione di flusso di campo magnetico, l’unica corrente 

che fluisce nel circuito è determinata dalla legge di Ohm, in quanto dovuta alla differenza di 

potenziale applicata al circuito stesso.  

È possibile quindi affermare che esiste una relazione di proporzionalità diretta tra il flusso del 

campo di induzione magnetica 𝜙(�⃗� ) e la corrente elettrica 𝑖 mediante la costante 𝐿 [𝐻] detta 

induttanza. Vale infatti che: 

𝜙(�⃗� ) = 𝐿 ∙ 𝑖 

Derivando nel tempo la precedente equazione si ottiene: 

𝑑𝜙(�⃗� )

𝑑𝑡
= 𝐿 ∙

𝑑𝑖

𝑑𝑡
 

Secondo la legge di Faraday-Neumann, è corretto affermare che in modulo la variazione di 

flusso di campo magnetico nel tempo è una tensione. Tale tensione, legata proprio alla varia-

zione di flusso di campo magnetico, gioca un ruolo fondamentale nei transitori, dove il termine 
𝑑𝑖

𝑑𝑡
 è molto importante. 

Nella modellazione del circuito di armatura si ricorre dunque al parametro 𝐿 per poter conside-

rare questi aspetti fisici tempo-dipendenti, rappresentando così il circuito rotorico con un mo-

dello Ohmico-Induttivo del prim’ordine. In questa seconda approssimazione, la caduta di ten-

sione netta ai capi della bobina rotorica si distribuisce in generale in due termini: uno induttivo 
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pari a 𝐿 ∙
𝑑𝑖

𝑑𝑡
, che agisce nei transitori, e uno resistivo 𝑅 ∙ 𝑖 che interviene a regime. Vale quindi 

che: 

𝑉𝑖𝑛 − 𝑉𝑀 = 𝑅 ∙ 𝑖 + 𝐿
𝑑𝑖

𝑑𝑡
 

L’introduzione del parametro 𝐿 ha reso possibile la modellazione del circuito di armatura attra-

verso una relazione tempo dipendente che tiene conto dei ritardi presenti nel circuito e quindi 

dei fenomeni transitori; si tratta infatti di un’equazione differenziale del prim’ordine caratteriz-

zata dalla costante di tempo elettrica: 

𝜏𝑅𝐿 =
𝐿

𝑅
 

Secondo tale modello la corrente, per effetto di un input a gradino di tensione, non varierà in 

maniera istantanea ma, invece, evolverà con andamento esponenziale asintoticamente conver-

gente alla corrente di regime.  

La scelta di rappresentare il circuito di armatura con un modello Ohmico oppure Ohmico-in-

duttivo dipende dalle caratteristiche elettriche del circuito stesso, ed in particolare dalla costante 

di tempo 𝜏𝑅𝐿 che caratterizza la dinamica elettrica. La prima approssimazione proposta è ragio-

nevole quando 𝜏𝑅𝐿 è molto piccola (dell’ordine del millesimo di secondo): omettendo il termine 

induttivo, si ipotizza una relazione istantanea tra la tensione di armatura e la corrente, trascu-

rando i ritardi nella risposta ad esso imputabili. Nel caso in cui 𝜏𝑅𝐿 sia rilevante (dell’ordine del 

decimo o centesimo di secondo) o diventi confrontabile con le costanti di tempo meccaniche 

del sistema in esame, allora il contributo dell’induttanza non è più trascurabile; se in tale situa-

zione si considerasse un modello puramente Ohmico, il rischio è duplice. Da una parte infatti 

tale approssimazione può risultare causa di discrepanze tra le grandezze simulate e le corrispon-

denti evidenze sperimentali; dall’altra, trascurando i ritardi dovuti al circuito R-L, si tende a 

sovrastimare la stabilità dell’intero sistema dinamico, in quanto si perde l’informazione relativa 

al ritardo con cui la corrente cambia al variare della tensione netta, non tenendo quindi traccia 

degli effetti che tale ritardo può causare a valle.  

Nel modello in esame si è scelto di modellare il circuito come ohmico-induttivo. In particolare, 

dato che l’equazione differenziale che descrive tale circuito è lineare e a coefficienti costanti, è 

possibile tradurla nel dominio delle frequenze mediante la seguente funzione di trasferimento: 

𝑇𝐹 =
𝑜𝑢𝑡𝑝𝑢𝑡

𝑖𝑛𝑝𝑢𝑡
=

𝐶𝑜𝑟𝑟𝑒𝑛𝑡𝑒

𝑇𝑒𝑛𝑠𝑖𝑜𝑛𝑒 𝑛𝑒𝑡𝑡𝑎
=

𝑖

𝑉𝑖𝑛 − 𝑉𝑀
=

1
𝑅𝑚

⁄

𝜏𝑅𝐿 ∙ 𝑠 + 1
 

 

Figura 5.5: Schema a blocchi EM Model BASE 
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In figura 5.5 si riporta il diagramma a blocchi presente all’interno del subsystem EM Model 

BASE, che modellizza la parte elettromagnetica del motore elettrico. In questo schema ed in 

quello presente in figura 5.2 è possibile notare due saturazioni, rispettivamente sulla corrente e 

sulla coppia motrice, entrambe ascrivibili alle problematiche termiche dei motori elettrici; all’au-

mentare dell’intensità della corrente elettrica nel circuito (e quindi della coppia motrice generata 

in virtù del guadagno 𝐺𝑀), aumenta infatti la potenza dissipata per effetto Joule  

𝑊𝑡𝑒𝑟𝑚𝑖𝑐𝑎 = 𝑅 ∙ 𝑖2 

comportando numerosi problemi nel funzionamento del motore elettrico.  

I motori BLDC e i motori a spazzole in corrente continua presentano la condizione più critica 

allo spunto, dal momento che garantiscono la coppia massima a velocità nulla. Quando infatti 

il motore è in una condizione di moto incipiente non è presente la forza controelettromotrice: 

di conseguenza, la tensione applicata al circuito di armatura si traduce direttamente in correnti 

molto elevate. Non appena il motore comincia a ruotare, per effetto della coppia motrice che ne 

determina l’accelerazione, aumenta la forza controelettromotrice che comporta una diminu-

zione della tensione netta all’aumentare della velocità angolare. Si raggiunge una condizione di 

equilibrio a regime nel momento in cui la tensione netta 𝑉𝑖𝑛 − 𝑉𝑀 determina una coppia motrice 

𝑇𝑀  in grado di equilibrare il termine viscoso, l’attrito Coulombiano ed un eventuale carico 

esterno.  

Nel caso trattato del DC Motor monofase equivalente, la presenza di una corrente molto elevata 

comporta un riscaldamento molto veloce degli avvolgimenti rotorici a causa dell’effetto Joule e 

le conseguenze possono essere molteplici. In primo luogo, è possibile che si deteriori la vernice 

isolante delle bobine rotoriche, dato che è costituita da materiali organici che a temperature 

elevate tendono a decomporsi. Affinché le spire funzionino correttamente, infatti, queste de-

vono essere separate ed isolate in modo tale che tra una spira e l’altra non ci sia contatto: in caso 

contrario si presenterebbe un cortocircuito spira-spira per il quale la corrente non passerebbe 

solo lungo le spire, ma anche attraverso di esse, comportando una failure irreversibile del motore 

elettrico. In secondo luogo, si sottolinea che le elevate correnti presenti in condizioni di stallo 

potrebbero distruggere i mosfet presenti nell’elettronica di potenza.  

Infine, è necessario osservare che i magneti permanenti sono costituiti da materiali magnetici 

duri, caratterizzati da un alto ciclo di isteresi e da un’elevata resistenza alla smagnetizzazione 

entro un dato range di temperature. Un esempio sono i magneti Neodimio-Ferro-Boro (NdFeB), 

costituiti da materiali ad elevatissime prestazioni, ma che per temperature superiori a circa 80 °𝐶 

si smagnetizzano, comportando anche in questo caso una failure irreversibile del motore elet-

trico. In generale, i materiali magnetici scelti sono caratterizzati da un ciclo di isteresi, di con-

seguenza il campo magnetico 𝐻 generato da un circuito avvolto intorno ad un nucleo magnetico 

si traduce in un’induzione magnetica B con una certa isteresi, cioè con un certo ritardo.  

In figura 5.6 si riporta un esempio di ciclo di isteresi. Noto che l’intensità del campo magnetico 

𝐻 generato da un circuito percorso da corrente è proporzionale alla corrente stessa e al numero 

di spire, dal grafico si osserva che il legame tra la corrente che fluisce nel circuito e il campo di 

induzione magnetica da essa indotto è in generale di tipo non lineare. In particolare, entro un 

dato range di corrente elettrica, l’andamento di 𝐵 in funzione di 𝐻 è effettivamente lineare; su-

perato invece un valore limite, pur aumentando la corrente, e di conseguenza il valore di 𝐻, il 

campo di induzione magnetica 𝐵 non cresce più: l’unica cosa che si ottiene aumentando 𝑖 in 

questo caso è l’aumento di dissipazione termica per effetto Joule, surriscaldando così in maniera 

pericolosa il motore elettrico.  
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Questi fenomeni fisici possono essere rappresentati su Simulink in maniera abbastanza sempli-

ficata e fedele mediante dei blocchi di saturazione del segnale di coppia e di corrente. Come si 

evince però dalle figure 5.2 e 5.5, entrambe le saturazioni sono state commentate: se in prima 

istanza, infatti, si era pensato di inserirle nel modello fisico del motore elettrico, in un secondo 

momento si è scelto di tener conto di tali limitazioni legate ad aspetti termici direttamente nelle 

logiche di controllo in forza implementate nel blocco Controller – presente nei modelli del settimo 

capitolo –, in particolar modo mediante saturazioni sul duty cycle.  

In conclusione, per creare il modello di simulazione numerica del motore BLDC presente nel 

banco prova, si assimila tale motore ad un equivalente motore DC monofase ad eccitazione 

separata mediante magneti permanenti. Concettualmente il motore è costituito da due macro-

blocchi funzionali: 

• Blocco elettro-magnetico. Contiene i modelli circuitali degli avvolgimenti presenti, de-

scritti da sistemi di equazioni differenziali e dall’espressione della coppia motrice gene-

rata dal motore in funzione delle grandezze elettromagnetiche. In particolare, traduce 

l’input in tensione fornito al motore in corrente che circola negli avvolgimenti e nella 

conseguente coppia da essa generata; 

 

• Blocco meccanico. Rappresenta il comportamento meccanico della parte mobile del 

motore elettrico ed in particolar modo indica come la coppia generata dalla parte elet-

tromagnetica si ripercuota sul rotore e su ciò che sta a valle in termini di grandezze 

cinematiche, sulla base della legge di equilibrio dinamico del rotore.  

Il modello del motore BLDC è stato ottenuto traducendo nell’equivalente schema a blocchi 

l’equazione di equilibrio dinamico del rotore del motore DC monofase equivalente: 

�̇�𝑀 =
𝑇𝑀 − 𝑇𝐿 − 𝑇𝑎𝑡𝑡 − 𝐶𝑒𝑞𝜔𝑀 

𝐽𝑒𝑞
 

In particolare, si fornisce una tensione di input al blocco EM Model BASE in cui, considerando 

il termine di forza controelettromotrice, si traduce la tensione netta in un segnale in corrente 

mediante una funzione di trasferimento del prim’ordine, che modellizza il comportamento oh-

mico-induttivo del motore elettrico. Dalla corrente si calcola la coppia motrice generata 

Figura 5.6: Ciclo di isteresi magnetica 
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considerando il guadagno in coppia 𝐺𝑀 e, dal valore di coppia ottenuto, si ricava la coppia netta 

agente sul rotore, tenendo in conto del termine viscoso 𝐶𝑒𝑞𝜔𝑀, del carico esterno 𝑇𝐿 e dell’attrito 

Coulombiano agente 𝑇𝑎𝑡𝑡, trattato nel dettaglio in seguito nel paragrafo ad esso dedicato. Dalla 

coppia netta si calcola l’accelerazione angolare del rotore mediante l’inerzia equivalente ripor-

tata all’asse motore 𝐽𝑒𝑞 ed in seguito si integra nel tempo tale valore per poter ottenere la velocità 

angolare del motore, utile per poter determinare il contributo della forza controelettromotrice, 

del termine viscoso e dell’attrito Coulombiano. Infine, integrando nel tempo il segnale della 

velocità angolare, si ottiene la posizione effettiva del rotore.  

Il modello appena presentato è stato testato attraverso le prove in open loop illustrate nel para-

grafo 6.3.1 del seguente capitolo: una volta validato mediante le suddette prove, esso è stato 

introdotto all’interno di modelli virtuali più generali, contenenti un controllore ed un sottosi-

stema che modella il pacco caldo multidisco. In particolare, in questi modelli la posizione an-

golare del rotore viene tradotta in uno spostamento 𝑥𝐸𝑀𝐴 – rappresentativo della compressione 

del pacco frenante – attraverso un coefficiente τ, che modellizza il sistema di conversione del 

moto da rotativo a lineare.  

5.1 MODELLO D’ATTRITO  
L’attrito è una forza dissipativa che si esercita tra due superfici a contatto e si oppone al loro 

moto relativo: in particolare, la forza di attrito che si manifesta tra superfici in quiete tra loro è 

detta attrito statico, mentre tra superfici in moto relativo si parla di attrito dinamico. È noto 

che la forza necessaria per vincere l’attrito statico è maggiore di quella necessaria per vincere 

quello dinamico e si osserva inoltre che nei sistemi meccanici gli attriti incidono sulle perfor-

mance del sistema in termini, ad esempio, di accuratezza di posizionamento, di ripetibilità 

dell’attuazione e di usura.  

La presenza dell’attrito secco su un componente meccanico in movimento comporta la genera-

zione di forze o coppie opposte al moto relativo delle superfici di contatto; tali forze sono carat-

terizzate da un modulo variabile in funzione della velocità del componente, in caso di attrito 

dinamico, e della forza netta agente su di esso, nel caso di attrito statico. La modellizzazione 

matematica dell’attrito secco deve essere capace di discriminare le seguenti situazioni cinema-

tiche in funzione proprio della velocità del corpo e dei carichi agenti su di esso:  

• condizioni di quiete che permangono tali; 

• condizioni di moto che permangono tali; 

• condizioni di moto che evolvono in quiete; 

• condizioni di quiete che evolvono in moto. 

Il modello considerato per descrivere il fenomeno dell’attrito è quello proposto da Coulomb, 

secondo cui la forza (o la coppia) d’attrito agente su un corpo dipende dalla sola velocità dello 

stesso seguendo la seguente logica:  

• per velocità non nulle, il modulo della forza d’attrito è costante e pari al valore di attrito 

dinamico, indicato con 𝐹𝐷𝐽; 

 

• per velocità nulle, la forza d’attrito può assumere un qualsiasi valore in modulo inferiore 

o uguale al valore di forza di attrito statica massima, indicata con 𝐹𝑆𝐽. Quest’ultimo è 

il massimo valore di forza d’attrito agente, superato il quale il corpo comincia a muo-

versi.  
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Sotto l’ipotesi di considerare come verso positivo delle forze d’attrito quello opposto al verso 

positivo della velocità del componente meccanico studiato, si riporta in seguito il modello ma-

tematico proposto da Coulomb: 

𝐹𝐹 = {

𝐹𝑟𝑖𝑠                                    𝑠𝑒 𝑣 = 0 ∧ |𝐹𝑎𝑡𝑡| ≤ 𝐹𝑆𝐽

𝐹𝑆𝐽 ∙  𝑠𝑔𝑛(𝐹𝑟𝑖𝑠)              𝑠𝑒 𝑣 = 0 ∧ |𝐹𝑎𝑡𝑡| > 𝐹𝑆𝐽
𝐹𝐷𝐽 ∙  𝑠𝑔𝑛(𝑣)                  𝑠𝑒 𝑣 ≠ 0                             

 

Nella trattazione, 𝐹𝐹 è la forza d’attrito istantanea effettivamente agente sul corpo, 𝐹𝑟𝑖𝑠 è la ri-

sultante delle forze agenti, 𝐹𝑆𝐽 è la forza di attrito statica massima ed infine 𝐹𝐷𝐽 è la forza d’at-

trito dinamico. Si osserva che nel caso in esame del motore elettrico BLDC le forze d’attrito 

presenti si traducono in coppie d’attrito: ciò non comporta alcuna differenza nel modello di 

Coulomb proposto, ad eccezione del fatto che al posto delle forze verranno considerate le coppie 

relative. 

La principale criticità nell’implementare in Simulink il modello di Coulomb risiede nella dise-

quazione presente nelle condizioni di velocità nulla. Una possibile soluzione può essere quella 

di utilizzare una banda morta nell’intorno dello zero di velocità, come proposto da Karnopp: 

vale a dire che per un dato range di velocità in prossimità dello zero, si suppone che un corpo 

sia in condizioni di aderenza indipendentemente dalla forza netta agente su di esso. In questo 

caso il problema si traduce nell’individuare l’opportuna ampiezza di tale banda morta: quest’ul-

tima, infatti, cambia al variare del sistema studiato e dipende dalle caratteristiche fisiche dello 

stesso, dal metodo di integrazione utilizzato e dall’eventuale passo di integrazione.  

Con l’intento di evitare l’introduzione di una banda morta non fisica in prossimità dello zero in 

velocità, per l’implementazione dell’attrito Coulombiano in Matlab-Simulink si è optato per 

l’utilizzo del modello di attrito proposto da Borello, capace di: 

• distinguere le condizioni statiche o dinamiche attraverso il solo monitoraggio del segno 

della velocità, dando così la possibilità di considerare valori di attrito differenti per le 

due condizioni; 

 

• determinare, in funzione del verso della velocità, il segno della coppia d’attrito dina-

mico; 

 

• discriminare le diverse condizioni cinematiche sopra citate. 

 

 

Figura 5.7: Modello di Coulomb, andamento della forza d'attrito in funzione della velocità 
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In figura 5.8 si riporta lo schema a blocchi Simulink del modello di Borello, mentre in tabella 

5.1 sono indicati gli input necessari al modello e gli output forniti dallo stesso.  

Tabella 5.1: Modello Borello. Input richiesti ed output forniti 

Modello Borello 

Input Output 

Velocità angolare del corpo DthU SP in uscita 

dalla state port dell’integratore della velocità 
 

Coppia di attrito effettiva sul corpo TF 

Velocità angolare del corpo DThU su cui si 

vuole valutare la forza d’attrito 

 

Condizione di reset della velocità ogni volta 

che la velocità del corpo cambia segno all’in-

terno di un passo d’integrazione DT.  

Coppia risultante agente sul corpo Act Torque 

 

 

Il modello è concettualmente costituito da tre parti, in figura 5.8 rappresentate mediante diversi 

colori. Nella parte superiore dello schema, in rosso, si modella l’attrito statico, ponendolo pari 

al minimo tra il netto delle coppie agenti sul corpo e la coppia di attrito statico massimo FSM, 

mentre l’attrito dinamico è modellato nella parte inferiore dello schema, in blu. La logica di 

switch tra le due condizioni è infine rappresentata in verde, ed è costituita dai blocchi di ‘Hit 

Crossing’ e ‘Switch’. 

Per ogni passo d’integrazione DT è necessario determinare se agisce una coppia di attrito statico 

o dinamico e la discriminante tra le due condizioni è la velocità DThU SP proveniente dalla 

state port dell’integratore della velocità. La casistica infatti è la seguente: 

• Se la velocità è nulla oppure se c’è stato un cambio di segno nella velocità in DT allora 

l’attrito agente è quello statico; 

 

• Se la velocità non è nulla allora l’attrito agente è quello dinamico. 

Figura 5.8: Schema a blocchi modello d'attrito Borello 
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Lo switch tra i due casi viene garantito da un blocco Switch pilotato dal segnale proveniente dal 

blocco Hit Crossing: se lo Switch riceve 1 passa in output la condizione statica, se 0 la dinamica. 

Mediante il blocco Hit Crossing, infatti, è possibile identificare gli attraversamenti nello zero 

della velocità proveniente dalla state port dell’integratore corrispondente. Tale blocco è settato 

per fornire in output 1 nel momento in cui il segnale di velocità dalla state port cambia di segno 

oppure se il segnale è nullo (DThU SP = 0 
rad

s
), altrimenti restituisce 0. L’output del blocco Hit 

Crossing, quindi, è utilizzato sia per passare dalle condizioni statiche a quelle dinamiche (e 

viceversa) sia per fare il reset dell’integratore della velocità, settato infatti su un external reset di 

tipo rising. 

 

In figura 5.9 si riporta un flow chart che illustra in maniera schematica la logica del modello 

Borello. In definitiva, per ogni passo d’integrazione DT calcolato sono disponibili sia la forza 

d’attrito statico sia d’attrito dinamico e la scelta tra le due è fatta dal blocco Hit crossing, che 

valuta l’evoluzione nel tempo della velocità. 

In particolare: 

• se 𝜔 ≠ 0 
rad

s
  e concorde in segno tra due DT consecutivi allora l’output dell’hit crossing è 

0, e dunque si considera l’attrito dinamico; 

Figura 5.9: Flowchart modello d'attrito Borello 
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• se 𝜔 = 0 
rad

s
 o 𝜔 cambia segno tra due DT consecutivi allora l’output dell’hit crossing è 1 

e dunque si considera l’attrito statico. 

Quando si ha il cambio di segno della velocità si impone 𝜔 = 0 
rad

s
 nel passo d’integrazione suc-

cessivo 𝐷𝑇𝑖+1 grazie al reset di velocità; a questo punto, essendo attivo solo il ramo d’attrito 

statico, se al passo 𝐷𝑇𝑖+1 (successivo a quello in cui è stato rilevato un cambio di segno, DT) il 

netto delle coppie attive è tale da:  

• far spuntare nuovamente il sistema 𝑇𝑟𝑖𝑠 > 𝐹𝑆𝑀, allora con 𝐹𝑇 = 𝐹𝑆𝑀 si calcola l’evo-

luzione della velocità;  

 

• far fermare il sistema 𝑇𝑟𝑖𝑠 ≤ 𝐹𝑆𝐽, allora con 𝐹𝐹 = 𝑇𝑟𝑖𝑠 ≤ 𝐹𝑆𝐽 ci si sarebbe dovuti effetti-

vamente fermare. In questo caso, quindi, il netto delle coppie non riesce a vincere la 

coppia di attrito statico massimo e la velocità 𝜔 rimane effettivamente a 0 
𝑟𝑎𝑑

𝑠
 non per-

ché imposta, ma questa volta perché calcolata nel passo 𝐷𝑇𝑖+1.   

Si osserva che tale modello rappresenta abbastanza fedelmente gli effetti dell’attrito Coulom-

biano, con l’unico inconveniente legato all’introduzione di un ritardo dell’ordine della metà del 

passo d’integrazione DT a causa dell’azzeramento della velocità imposto.  
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6 BANCO PROVA 

In figura 6.1 si riporta la configurazione ad alto livello del sistema frenante attuato elettrica-

mente oggetto di studio: ciascuna ruota frenante viene rallentata comprimendo il pacco multi-

disco montato su di essa attraverso l’azione sinergica di quattro attuatori elettromeccanici, che 

operano in somma di forza. Si ricorda che lo scopo principale del presente lavoro è quello di 

sviluppare opportune strategie di controllo in forza del singolo attuatore EMA.  

Per poter far ciò, si ricorre all’utilizzo di modelli physical based a parametri concentrati che siano 

rappresentativi delle soluzioni reali ideate. Tuttavia, per poter formulare proposte di possibili 

logiche di controllo coerenti con l’applicazione in esame, risulta prima necessario sincerarsi che 

i modelli sui quali queste verranno sviluppate e implementate siano effettivamente capaci di 

simulare il comportamento fisico degli attuatori elettromeccanici reali. Si osserva che il processo 

di definizione di tali modelli è graduale ed uno strumento che gioca un ruolo fondamentale nel 

loro sviluppo è il banco prova, il quale ha una duplice funzione. Da una parte, infatti, esso 

permette di studiare l’interfaccia tra i singoli componenti hardware che costituiscono l’aziona-

mento, per poter evidenziare criticità o malfunzionamenti che non potrebbero essere colti sola-

mente tramite l’utilizzo di modelli virtuali, in quanto per loro natura questi si fondano su ipotesi 

semplificative che permettono di poter rappresentare solamente parti della realtà fisica. Dall’al-

tra il banco prova consente di validare i modelli physical-based utilizzati, in quanto è un utile 

strumento attraverso cui ottenere dei dati sperimentali da comparare con gli output di tali mo-

delli a parità di input: in particolare, dal continuo confronto tra queste due informazioni è pos-

sibile verificare, attraverso un ciclo iterativo, che il comportamento fisico del sistema reale mon-

tato sul banco prova sia rappresentato in maniera adeguata dal modello dedicato. 

In generale, il lavoro procede in maniera bidirezionale. Se da un lato tramite il banco prova è 

possibile ricavare delle evidenze sperimentali atte a verificare che i modelli corrispondenti rie-

scano a riprodurre in modo adeguato il comportamento fisico del sistema reale montato su di 

esso, dall’altro i modelli validati diventano a loro volta dei test bench virtuali. In particolare, 

vengono impiegati per poter testare le logiche di controllo in forza senza andare ad implemen-

tarle direttamente sul sistema reale, evitando così di danneggiare i componenti sul banco prova 

in caso di errori di valutazione in merito. 

Il banco prova è caratterizzato da un processo di evoluzione nel corso del progetto. In un primo 

momento è stato utilizzato per validare il BLDC EM – Model presentato nel precedente capitolo, 

mediante le prove in open loop riportate nel paragrafo 6.3.1; in seguito, esso è stato modificato 

per poter effettuare delle prove in closed loop atte a validare le leggi di controllo sviluppate nei 

modelli riportati nel settimo capitolo dell’elaborato. In questo secondo caso, l’utilizzatore è stato 

realizzato mediante un cavo elastico, sfruttando le condizioni di analogia con il funzionamento 

Figura 6.1: Architettura ad alto livello dell'azionamento frenante 
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del gruppo motoriduttore reale. Infine, nel momento in cui le suddette logiche di controllo te-

state sul modello fisico semplificato sono ritenute affidabili e soddisfacenti, possono essere im-

plementate nei modelli realizzati ad hoc per le due soluzioni reali: in questa terza fase futura del 

progetto, nel banco prova saranno montati i gruppi motoriduttori delle configurazioni proposte, 

con l’intento di affinare ulteriormente le leggi di controllo in forza sviluppate.  

Il presente capitolo intende mostrare in un primo momento quali sono i componenti hardware 

impiegati nel banco prova, che si osservano essere quelli previsti da entrambe le configurazioni 

EMA reali: si anticipa che esse differiscono per il gruppo motoriduttore, mentre prevedono lo 

stesso motore BLDC e la stessa elettronica di controllo. In seguito, si tratta brevemente in merito 

a come sia possibile applicare il controllo in forza nel sistema reale via software. Infine, si pro-

pongono le modalità e gli esiti di alcune prove sperimentali eseguite in open loop ed in closed 

loop – queste ultime effettuate sul sistema semplificato che si basa sulle condizioni di analogia.  

6.1 COMPONENTI HARDWARE DEL BANCO PROVA SPERIMENTALE 
Nell’applicazione in esame, l’azionamento di ciascun freno multidisco è costituito da quattro 

attuatori elettromeccanici identici disposti in parallelo tra loro, che agiscono dunque in somma 

di forza. Data questa peculiarità, il sistema montato sul banco prova permette di simulare con 

buona approssimazione il comportamento meccanico del singolo gruppo moto-attuativo. In fi-

gura 6.2 è rappresentato il banco prova, in modo tale da poter cogliere le interfacce tra i singoli 

componenti off-the-shelf utilizzati. 

Il motore impiegato sul test bench è il modello 3216 024 BXT R prodotto da Faulhaber, un 

brushless DC trifase a commutazione trapezia dotato di 7 paia poli. Questo, così come l’intero 

sistema, riceve l’energia necessaria al funzionamento da un alimentatore, il cui compito è sia 

di fornire la tensione nominale di 24 𝑉 in continua sia di settare il limite massimo di corrente 

ammissibile. Ritornando al motore, esso è dotato di tre sensori digitali a effetto Hall disposti 

sulle tre fasi collegate a stella, attraverso cui è possibile rilevare la posizione angolare del rotore. 

Quest’ultimo è costituito da un magnete permanente in Neodimio-Ferro-Boro, un materiale 

magnetico ad elevate prestazioni che al contempo presenta un ristretto campo di temperature 

ammissibili, al di sopra del quale comincia a smagnetizzarsi. Di ingombro decisamente ridotto, 

Figura 6.2: Fotografia del banco prova 



Banco prova 87 
 

come mostrato in figura 6.2, il motore è montato su due sostegni ad hoc stampati in 3D, che 

permettono di fissarlo ad un basamento in legno. 

Il funzionamento del motore è pilotato da una control unit, la quale ha il compito di gestire e 

fornire l’energia elettrica all’azionamento in accordo con la legge di controllo implementata nel 

software presente nell’host computer. L’unità di controllo ECU (Electronic Control Unit) è co-

stituita da un processore, nello specifico una Launchpad Delfino F28379D, che dialoga tramite 

una comunicazione SPI con un driver integrato all’interno di un modulo BOOSTXL 

DRV8305EVM, in seguito chiamato booster pack. Quest’ultimo contiene sei mosfet che per-

mettono di indirizzare la corrente all’interno delle tre fasi del motore in base alla logica di com-

mutazione implementa dal driver. Tale scheda viene alimentata a 24 𝑉 direttamente dall’ali-

mentatore: in particolare, per poter rendere più smooth il segnale dell’alimentazione rimuo-

vendo eventuali picchi di tensione, essa presenta due condensatori di filtro. Il segnale filtrato 

viene inoltre indirizzato verso il processore sottostante: dato che questo necessita di una ten-

sione di 5 𝑉, nella scheda elettronica è presente un regolatore di tensione per tale funzione. 

Il driver riceve informazioni in merito alle fasi da commutare attraverso una comunicazione 

SPI − un protocollo con cui poter far comunicare in maniera seriale, o sequenziale, più perife-

riche − con la Launchpad Delfino. Questa è dotata di GPIO (General Purpose Input/Output) 

che consentono l’interfaccia con gli altri dispositivi elettronici del banco prova: in particolare, 

tramite software è possibile selezionare quali pin sono predisposti a ricevere segnali di input e 

quali di output. In questo modo, il processore riceve in input sia il comando direttamente 

dall’host computer, sia le informazioni relative allo stato del sistema, dialogando con i tre sen-

sori di corrente, disposti uno in ciascuna fase tra la booster pack ed il motore, con i tre sensori 

a effetto Hall e con la cella di carico, che fornisce il feedback di forza. Inoltre, oltre ad interfac-

ciarsi con il driver, il processore invia in output all’oscilloscopio i segnali da monitorare ed al 

contempo comunica lo stato del sistema alla logica di controllo implementata via software.  

In generale, dunque, l’ECU riceve il comando di riferimento dall’host computer e gestisce tutti 

i sensori del banco prova, con l’obiettivo di controllare il funzionamento del motore garantendo 

che questo agisca in accordo con quanto imposto dalla legge di controllo: per far ciò la control 

unit pilota le tre fasi del motore in base alla posizione del rotore, nota dai sensori ad effetto Hall 

e, in caso di un azionamento in closed loop, al feedback di forza, misurato dalla cella di carico. 

Figura 6.3: Dettaglio sul motore BLDC e control unit 
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Tutti i dispositivi sopracitati permettono di eseguire delle prove in open loop, in cui il motore è 

fissato solamente su uno dei due sostegni appositi e viene azionato in condizioni di carico 

esterno nullo. In questo tipo di test si fornisce in input una data percentuale di duty cycle ed è 

possibile monitorare se il motore si porta alla velocità di attuazione a vuoto corrispondente me-

diante l’utilizzo di uno stroboscopio. Tuttavia, nell’applicazione in esame, si richiede che il 

gruppo moto-attuativo riesca ad esercitare una ben determinata forza sul pacco dischi in rela-

zione al comando del pilota impartito mediante la pedaliera. Per poter garantire ciò, è necessario 

implementare un’architettura di controllo in closed loop, che permetta di confrontare il segnale 

di forza desiderata con quella effettivamente generata dall’azionamento, in modo tale che que-

sto riesca a rispondere al comando in maniera adeguata. 

Per poter rappresentare questa condizione nel banco prova, si è dotato il sistema di un utilizza-

tore e di un sensore di forza, simulando in questo modo l’azione di un carico esterno sul motore.  

Il primo è un cavo elastico, dimensionato in maniera da replicare, al netto del rapporto di tra-

smissione, la forza di compressione ed il numero di giri che il motore deve compiere per portare 

a compressione il pacco dischi, considerando il cedimento strutturale. Come mostrato in figura, 

un’estremità del collegamento cedevole è attaccata ad un rocchetto, stampato in 3D ed oppor-

tunamente dimensionato per poter guidare l’avvolgimento del cavo, mentre l’altra è fissata su 

una cella di carico. In questo modo, nella configurazione realizzata la rotazione del motore − 

disposto su entrambi i sostegni per questo tipo di test − pone in trazione l’elastico che, a sua 

volta, trasmette la forza al sensore dedicato. 

Quest’ultimo è un trasduttore che permette di misurare la forza applicata su di esso per mezzo 

di un segnale elettrico che cambia al variare della deformazione che la forza in questione pro-

duce sul componente stesso. Ciò avviene in quanto la cella di carico è costituita da un corpo 

metallico su cui è montato un estensimetro, generalmente formato da leghe di Rame-Nichel 

(Costantana) o di Nichel-Cromo (Karma). In particolare, il principio di funzionamento del sen-

sore è legato ad una duplice proprietà di questi materiali: ogni metallo possiede infatti una pro-

pria resistenza interna specifica, la quale cambia al variare della deformazione dello stesso in 

relazione all’applicazione di una forza esterna. Per poter convertire la variazione di resistenza 

dell’estensimetro, prodotta dalla sua deformazione, in una corrispondente variazione di ten-

sione, viene impiegato un circuito a ponte di Wheatstone collegato con l’alimentazione. Come 

mostrato in figura 6.4, nel circuito sono presenti tre resistenze fisse, mentre la quarta resistenza 

variabile è proprio quella relativa all’estensimetro: in questo modo, è possibile mettere in diretta 

relazione la tensione in uscita dal ponte con la variazione di resistenza dello strain gage, che a 

sua volta è proporzionale alla forza applicata sul sensore. 

Figura 6.4: Ponte di Wheatstone 
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In generale, quando la forza generata dal sistema è nulla, si presenta una condizione di equili-

brio, tale per cui il segnale di tensione ∆𝑉0 fornito dal sensore è anch’esso nullo. Nel momento 

invece in cui il motore viene posto in rotazione, il cavo elastico ad esso collegato viene sottopo-

sto a trazione, esercitando a sua volta una forza sul sensore: questa comporta una deformazione 

meccanica del materiale letta dall’estensimetro, che a sua volta subisce una variazione della 

resistenza elettrica in virtù proprio della forza agente sulla cella di carico. Questa variazione si 

traduce in una condizione di non equilibrio, per la quale la tensione in uscita dal ponte di 

Wheatstone ∆𝑉0 è diversa da zero. Tale segnale, proporzionale alla forza applicata, deve essere 

amplificato in quanto è dell’ordine dei 𝑚𝑉: il segnale in uscita dall’amplificatore viene infine 

fornito in retroazione al processore, in modo tale da poter implementare una logica di controllo 

in forza. 

In conclusione, il banco prova appena presentato, pur non essendo privo di limitazioni costrut-

tive, permette di effettuare dei test che consentono di ottenere dei dati sperimentali relativi 

all’azionamento in esame in diverse condizioni operative, attraverso cui poter validare i modelli 

dedicati dove vengono studiate possibili leggi di controllo. In particolare, mediante dei test in 

open loop è possibile rilevare la velocità di attuazione a vuoto del motore utilizzando uno stro-

boscopio, mentre la forza esercitata dal sistema e la relativa coppia motrice, noto il braccio del 

cabestano, vengono misurate con prove in closed loop. In entrambi i tipi di test è possibile mo-

nitorare sia le correnti di fase sia la posizione e la velocità angolare del rotore attraverso i sensori 

a effetto Hall. Infine, il test bench permette anche di effettuare una prima verifica delle leggi di 

controllo − precedentemente testate nei modelli virtuali − in un ambiente controllato, nel quale 

è possibile introdurre volutamente diversi punti di failure e/o disturbi esterni, come ad esempio 

la mancanza di ricezione del segnale della cella di carico o la presenza di vibrazioni meccaniche. 

6.2 ARCHITETTURA DEL SOFTWARE DI CONTROLLO 
Il software implementato permette il controllo del singolo gruppo moto-attuativo montato sul 

banco prova ed è sviluppato in ambiente Matlab−Simulink. Tramite un compilatore, fornito 

dall’azienda americana Texas Instruments, è possibile tradurre in linguaggio C lo schema a 

blocchi presente nel controllore, per poi caricarlo successivamente nel processore Launchpad 

Delfino F28379D. Si osserva che lo sviluppo del software tramite diagrammi a blocchi permette 

di semplificare l’implementazione delle logiche di controllo e dei sistemi di sicurezza, automa-

tizzando alcuni processi di basso livello. 

6.2.1 Controllo del motore 

Come descritto in precedenza, nel banco prova è montato un motore brushless DC trifase a 

commutazione trapezia a sette paia poli (𝑝), dotato di sensori ad effetto Hall digitali su ciascuna 

espansione polare. Avendo un sensore su ognuna delle tre fasi (𝑓) ed essendo possibili solamente 

due stati logici – indicati nella relazione con 𝑙: high, pari a 1, e low, pari a 0 −, ogni giro com-

pleto del rotore equivale ad un numero di impulsi derivanti dai sensori di Hall pari a: 

𝑛𝑖𝑚𝑝𝑢𝑙𝑠𝑖 = 𝑙 ∙ 𝑓 ∙ 𝑝 = 42 

da cui si ottiene una risoluzione in termini di posizione angolare dell’albero motore di: 

∆𝜗 =
360°

𝑙 ∙ 𝑓 ∙ 𝑝
≈ 8.57° 

In particolare, il motore viene posto in rotazione mediante la tecnica della ‘commutazione di 

fase’. Ad ogni istante di tempo, viene rilevata la posizione angolare del rotore mediante i sensori 
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a effetto Hall e, sulla base del senso di rotazione, viene alimentata la fase precedente oppure la 

successiva: l’obiettivo infatti è quello di alimentare le fasi al momento opportuno per far sì che 

il vettore di campo magnetico risultante generato dagli avvolgimenti statorici si mantenga per-

pendicolare a quello generato dal rotore, in modo tale da massimizzare l’efficienza. 

Il pilotaggio delle correnti nelle singole fasi viene gestito dal driver montato sulla booster pack, 

che potenzialmente può garantire il controllo del motore nella modalità ‘one PWM mode’ se-

condo cui, invece di alimentare ciascuna fase del motore con un segnale PWM, è possibile uti-

lizzare un singolo segnale PWM per tutte le fasi, codificando su tre bit quale fase attivare me-

diante una tabella di conversione interna. In questo modo, è potenzialmente possibile gestire i 

quattro attuatori elettromeccanici dell’azionamento in esame mediante un’unica unità di con-

trollo. Idealmente, dunque, lo schema di controllo potrebbe essere quello rappresentato in figura 

6.1, in cui il controllore riceve in ingresso un segnale di forza desiderata imposto dal pilota 

mediante la pedaliera e, dal confronto con la forza rilevata dai sensori, impartisce un segnale di 

comando all’Electronic Control Unit. Quest’ultima ha infine il compito di ripartire il comando 

tra i quattro attuatori EMA che insieme vanno a comprimere il pacco dischi. 

6.2.2 Architettura del controllore 

Le tre fasi del motore vengono pilotate alimentando i gate dei sei mosfet presenti sulla booster 

pack con un segnale PWM caratterizzato da una frequenza di 16 𝑘𝐻𝑧. Variando l’ampiezza del 

duty cycle, che corrisponde all’intervallo di tempo in cui i mosfet sono posti in conduzione, è 

possibile controllare la corrente che scorre nelle fasi del motore. In particolare, tramite il con-

troller implementato via software si mette in relazione il comando di riferimento con una corri-

spondente ampiezza del duty cycle. 

In figura 6.5 è presente il diagramma a blocchi relativo alla logica di controllo in forza del si-

stema montato sul banco prova. In generale, questa prevede un ramo di feedforward, che per-

mette di mantenere la forza nel tempo, a cui viene sommato il contributo di un ramo in closed 

loop, che consente di rendere più reattivo il sistema nella risposta ad un comando. La somma 

di questi due termini costituisce la forza comandata dal controllore, la quale a sua volta viene 

convertita in un corrispondente valore di duty cycle, che viene salvato all’interno della variabile 

PWM. Si osserva che il ramo di open loop, oltre a garantire il mantenimento del comando nel 

tempo quando il sistema raggiunge la condizione di regime, assicura che il motore sia in grado 

di erogare comunque una forza frenante, seppur con prestazioni ridotte, anche nel caso si veri-

fichi un guasto nella linea di feedback. D’altra parte, il ramo di closed loop fornisce un contri-

buto alla logica di controllo solamente nei transitori. Esso calcola infatti l’errore in forza, dato 

dalla differenza tra il segnale di riferimento e la forza effettivamente generata dal motore rilevata 

Figura 6.5: Schema a blocchi del sistema di controllo 
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dalla cella di carico, lo moltiplica per un guadagno proporzionale 𝐾𝑃 = 5 e somma tale contri-

buto a quello presente nel ramo d’azione. 

Si anticipa che la logica di controllo appena esposta coincide con quella presente nel modello 

EMA_FreMe_01 trattato nel seguente capitolo, dove viene descritta nel dettaglio: dal confronto 

tra gli output di questo modello e le evidenze sperimentali a parità di input, è stata infatti possi-

bile la sua validazione. In questo modo, si è ottenuto un modello di riferimento su cui poter 

studiare leggi di controllo più sofisticate rispetto a quella effettivamente presente nel test bench. 

6.2.3 Misure di sicurezza 

Tramite software è possibile gestire due situazioni che potenzialmente possono comportare il 

danneggiamento dei componenti presenti nel banco prova quando si eseguono test in closed 

loop: si anticipa che in entrambi i casi queste vengono controllate imponendo una limitazione 

sulla posizione del rotore. 

La prima di queste è dovuta ad una caratteristica costruttiva del test bench stesso. In particolare, 

quando il cavo elastico non è allungato per l’azione del motore, la cella di carico rileva comun-

que una forza residua nonostante in questa condizione la forza effettivamente erogata dall’azio-

namento sia nulla. Ciò avviene in quanto il sensore misura la forza peso dell’elastico ad esso 

collegato, generando di fatto una forza di disturbo che entra in conflitto con la legge di controllo 

in determinate situazioni. 

Infatti, nel momento in cui la forza frenante richiesta al motore si annulla – simulando la con-

dizione in cui il pilota inibisce il comando di frenata sollevando i piedi dalla pedaliera −, la 

risposta dinamica del sistema diverge proprio a causa del conflitto tra la logica di controllo e 

l’off-set di forza misurato dalla cella di carico. In particolare, prima di annullare il comando il 

rotore è in una determinata posizione, in modo tale da tendere l’elastico per erogare la forza 

richiesta: non appena si impone di generare una forza frenante nulla, la legge di controllo agisce 

in maniera tale da far ruotare il rotore per allentare l’elastico. Tuttavia, quando si arriva nella 

posizione per cui l’elastico è completamente allentato, la cella di carico rileva comunque una 

forza residua non nulla, nonostante la condizione raggiunta coincida con quella desiderata. Di 

conseguenza, il controllo in forza continua ad imporre un comando per annullare l’errore resi-

duo, imponendo al rotore di continuare a ruotare nella medesima direzione in cui si è allentato 

l’elastico: dato che il sistema è già nella condizione in cui la forza da esso generata è nulla, 

quest’azione comporta il riavvolgimento del cavo elastico nel rocchetto. A questo punto, dato 

che l’utilizzatore impiegato lavora solamente se sottoposto a trazione, la forza generata dal si-

stema comincia ad aumentare, in completo disaccordo con quando desiderato. In poco tempo, 

l’errore in forza che giunge in input al controller diverge: questo si traduce in una forza coman-

data dalla logica di controllo sempre maggiore e, in particolare, nel fatto che il rotore comincia 

a ruotare sempre più velocemente con l’illusione di poter annullare la forza erogata dal motore. 

Si anticipa che il fenomeno fisico appena esposto viene ben rappresentato da una simulazione 

fatta sul modello EMA_FreMe_01, descritto nel capitolo seguente. 

Per poter evitare la situazione sopra descritta, che in poco tempo porterebbe al deterioramento 

dei componenti presenti nel test bench, si è posta una limitazione sul numero minimo di giri, in 

particolare sulla commutazione dei sensori a effetto Hall. In questo modo, non appena l’elastico 

si trova in una condizione in cui è completamente allentato, si evita che questo si riavvolga nel 

rocchetto per effetto dell’azione di un disturbo esterno sulla logica di controllo. 

L’altra situazione critica si presenta quando il rotore del motore si pone in una posizione tale 

da generare una forza superiore al limite consentito 𝐹𝑙𝑖𝑚: in questo caso interviene un sistema 
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di protezione. Dal datasheet del motore si ricava infatti che la massima coppia erogabile in 

condizioni continuative è pari a: 

𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 = 41 𝑚𝑁𝑚 

Per evitare che il motore debba lavorare in maniera continuativa nel campo di funzionamento 

intermittente, nella legge di controllo si impone una saturazione sul massimo valore di forza 

erogabile dal sistema che, considerando un margine di sicurezza, è pari a: 

𝐹𝑙𝑖𝑚 = 4 𝑁 

A questa limitazione sulla forza desiderata si aggiunge una logica di protezione secondo cui, se 

il motore dovesse erogare una forza maggiore rispetto alla soglia, la simulazione viene automa-

ticamente interrotta, riportando l’elastico in una condizione di riposo. 

In particolare, dato che esiste una relazione diretta tra la forza erogata, l’allungamento dell’ela-

stico, la posizione del rotore e la commutazione degli Hall, la procedura di emergenza si attiva 

nel momento in cui il controller rileva un numero di impulsi derivanti dai sensori di posizione 

superiore a quello corrispondente alla posizione limite, pari a sei giri. In questo modo è possibile 

svincolare la logica di protezione da potenziali failure legate alla cella di carico. Se il rotore 

supera la posizione limite, la procedura prevede di impostare in automatico un valore di PWM 

di ampiezza bassa, pari al 5%, con l’obiettivo di far ruotare l’elemento mobile del motore in 

modo tale da allentare progressivamente il cavo elastico. Infine, il segnale di pilotaggio dei mo-

sfet viene annullato, inibendo il passaggio della corrente nelle fasi, nel momento in cui il rotore 

avvolge in due giri il cavo elastico: in questo modo si annulla la coppia motrice ed il rotore 

recede sotto carico per l’azione di richiamo elastico, portandosi in maniera sicura in una posi-

zione in cui il collegamento cedevole è in condizioni di riposo. 

Questa procedura di emergenza permette di gestire in modo sicuro ed automatico anche situa-

zioni in cui si verifica una failure nei componenti del banco prova, come ad esempio la rottura 

dell’elastico oppure un guasto alla cella di carico. In entrambi i casi, infatti, l’errore in forza 

tende a crescere, così come di conseguenza anche il contributo del ramo di closed loop nella 

legge di controllo, che a sua volta potrebbe comportare il superamento della posizione limite 

del rotore. 

6.3 TEST DI VALIDAZIONE 
Il banco prova è stato utilizzato per effettuare due tipologie di test. Le prime prove sperimentali 

sono state eseguite in open loop, per poter validare la modellazione del motore elettrico – si fa 

riferimento al blocco chiamato BLDC EM Model – che viene impiegata in tutti i modelli proposti 

nel presente lavoro. In seguito, le prove in closed loop sono state utili per poter verificare sul 

sistema reale la prima logica di controllo studiata, implementata nel modello EMA_FreMe_01 

descritto in seguito al paragrafo 7.2.2. 

6.3.1 Prove in open loop 

I test in open loop sono stati eseguiti con l’obiettivo di appurare che il modello relativo al motore 

elettrico fornisse una risposta rappresentativa del comportamento fisico del sistema reale. 

In riferimento alla figura 6.6, in queste prove tramite software si dà in input al sistema un deter-

minato valore di percentuale di duty cycle: noto che l’alimentatore fornisce una tensione nomi-

nale costante di 24 𝑉, tale input si traduce in una tensione di ingresso al motore 𝑉𝑖𝑛 regolata 

mediante la tecnica pulse-width modulation. Il segnale PWM passa al processore, che si 



Banco prova 93 
 

interfaccia con il driver attraverso la booster pack fornendogli la percentuale di duty cycle e 

l’indicazione di quali fasi alimentare, in base alla posizione del rotore rilevata dai sensori a ef-

fetto Hall. In questo modo, il rotore raggiunge una condizione di regime in cui ruota alla velocità 

di attuazione a vuoto corrispondente alla tensione di input 𝑉𝑖𝑛. 

Di seguito si riportano alcune simulazioni utilizzate per poter validare il modello del motore 

elettrico, a cui si è fornito il medesimo input del sistema reale per poter confrontare gli output 

numerici con le evidenze sperimentali. Dato che le simulazioni in questione sono state eseguite 

in open loop, senza dunque l’azione di alcun carico esterno, la risposta dinamica del sistema ad 

un input di duty cycle si traduce nel raggiungimento della velocità di attuazione a vuoto corri-

spondente alla tensione in ingresso. In particolare, sulla base dell’equazione di equilibrio che 

governa il fenomeno in esame i cui dettagli sono riportati nella modellazione del motore elet-

trico – capitolo 5 −, la velocità angolare teorica in condizioni di regime a cui si porta il rotore, 

nota la tensione di input 𝑉𝑖𝑛, è pari a: 

𝜔𝑀 =
𝑉𝑖𝑛 ∙

𝐺𝑀
𝑅𝑚

𝐶𝑀 + 𝑘𝑒𝑚 ∙
𝐺𝑀
𝑅𝑚

 

Mediante tale relazione il modello del motore elettrico calcola i valori di regime di velocità di 

attuazione a vuoto, confrontati in seguito con alcune prove sperimentali. La prima di queste 

prevede l’applicazione di input in tensione a gradini successivi con un segnale PWM crescente 

da 0% a 100% con passo di 5% ed in seguito decrescente con il medesimo passo fino a raggiun-

gere nuovamente un input nullo. In figura 6.7 si riporta in alto l’andamento del segnale in in-

gresso al sistema reale sul banco prova, mentre in basso il relativo output in termini di velocità 

angolare: in particolare, nel secondo grafico i risultati sperimentali sono riportati in rosso, men-

tre quelli derivanti dal modello numerico sono in blu. 

Analizzando la risposta a regime, si osserva che all’aumentare del duty cycle il divario tra la 

condizione iniziale e quella di regime a seguito di un dato gradino di tensione cresce sempre di 

più. Si definisce a tal proposito l’errore assoluto come: 

𝑒𝑟𝑟𝑎𝑠𝑠 = |𝜔𝑠𝑝𝑒𝑟𝑖𝑚 − 𝜔𝑛𝑢𝑚| 

 

 

Figura 6.6: Diagramma a blocchi relativo alle prove sperimentali in open loop 
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Figura 6.8: Andamento errore relativo 𝑒𝑟𝑟𝑟𝑒𝑙, test in open loop con gradini di ampiezza costante 

Figura 6.7: Andamento di input e velocità angolare, test in open loop con gradini di ampiezza costante 
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Dato che il modello numerico sovrastima i valori di regime, l’errore assoluto aumenta sempre 

se per ogni gradino si parte da una condizione iniziale non nulla e pari a quella finale dello step 

precedente, come avviene nella simulazione in esame. Tuttavia, l’errore da tenere in considera-

zione per valutare la bontà del modello è quello relativo al dato sperimentale, definito nel se-

guente modo: 

𝑒𝑟𝑟𝑟𝑒𝑙 =
𝜔𝑠𝑝𝑒𝑟𝑖𝑚 − 𝜔𝑛𝑢𝑚

𝜔𝑠𝑝𝑒𝑟𝑖𝑚
 

Come si può osservare nel grafico riportato in figura 6.8, l’andamento dell’errore relativo decre-

sce all’aumentare del duty cycle, assumendo dei valori ritenuti accettabili. Infine, si riportano a 

titolo di esempio due gradini di duty cycle pari a 5%, corrispondenti ad un ∆𝑉 = 1.2 𝑉, attra-

verso cui è possibile osservare la dinamica di transitorio. In particolare, si osserva che media-

mente il sistema raggiunge una condizione di regime in circa 6 𝑐𝑠, a fronte dei 7 𝑐𝑠 del modello 

numerico del motore elettrico. 

 

Figura 6.9: Dettaglio sui transitori, test in open loop con gradini di ampiezza costante 
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Anche la seconda simulazione proposta prevede l’applicazione di input in tensione a gradini 

successivi, in cui però l’ampiezza aumenta progressivamente fino a raggiungere uno step del 

70% − a differenza del caso precedente in cui questa era costante per ogni gradino −, per poi 

diminuire gradualmente con il medesimo passo. Si osserva che la condizione iniziale di ogni 

gradino corrisponde ad un valore di tensione nullo. Nella seguente figura, si riportano l’anda-

mento del segnale di input ed il relativo output in termini di velocità angolare. 

 

Si riporta a titolo d’esempio la risposta del sistema reale e del modello numerico a due gradini 

di ampiezza differente, rispettivamente del 20 % e del 60 % del duty cycle, attraverso cui è pos-

sibile osservare la dinamica del transitorio. In particolare, come si può vedere dal grafico ripor-

tato in basso in figura 6.11, mediamente il sistema reale raggiunge una condizione di regime in 

poco meno di 7 𝑐𝑠, che corrisponde alla durata del transitorio della risposta del modello nume-

rico del motore elettrico. Inoltre, l’errore relativo sul valore di regime tra il dato sperimentale ed 

il numerico decresce all’aumentare del duty cycle ed assume dei valori ritenuti accettabili per 

l’applicazione in esame. 

Figura 6.10: Andamento di input e velocità angolare, test in open loop con gradini di ampiezza variabile 
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Figura 6.12: Andamento errore relativo 𝑒𝑟𝑟𝑟𝑒𝑙, test in open loop con gradini di ampiezza variabile 

Figura 6.11: Dettaglio sui transitori, test in open loop con gradini di ampiezza variabile 
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Il gradinamento che si osserva negli andamenti dei dati sperimentali non si manifesta nella 

realtà, ma è solamente dovuto al campionamento dei segnali analogici. Confrontando le simu-

lazioni riportate, si osserva che in entrambe la durata media del transitorio della risposta dina-

mica del sistema reale risulta dello stesso ordine di grandezza di quella del modello riferito al 

motore elettrico (BLDC EM-Model). Inoltre, in riferimento ai grafici riportati nelle figure prece-

denti, gli errori relativi sulla velocità di attuazione a vuoto raggiunta a regime assumono dei 

valori molto simili nei due casi. In particolare, il massimo errore relativo tra evidenza sperimen-

tale e dato numerico è dell’ordine del 15% solo per il primo ed ultimo step di tensione di en-

trambe le prove, mentre per tutti gli altri input a gradino esso risulta inferiore al 10%.  

In virtù delle considerazioni appena elencate derivanti dall’analisi delle prove in open loop ese-

guite sul sistema reale, è possibile affermare che il modello numerico BLDC EM-Model, utilizzato 

nel capitolo seguente per studiare le leggi di controllo in forza, rappresenta in maniera soddisfa-

cente il comportamento fisico del motore elettrico montato sul banco prova.  

6.3.2 Prove in closed loop 

Una volta validato il modello del motore elettrico, è possibile utilizzarlo come test bench vir-

tuale per poter sviluppare in ambiente sicuro le leggi di controllo in forza. Dopo aver verificato 

che queste permettano di ottenere dei risultati in compliance con i requisiti di un azionamento 

elettromeccanico per l’applicazione in esame, risulta necessario testarle sul banco prova: in 

quest’ottica, le prove in closed loop si prestano proprio per sperimentare nella realtà le logiche 

di controllo testate in precedenza sul modello virtuale validato. 

Facendo riferimento al diagramma a blocchi in figura 6.13, in questo tipo di prove si fornisce in 

input tramite l’host computer una determinata forza desiderata. In virtù della legge di controllo 

implementata, a questa si somma un contributo aggiuntivo derivante dal ramo di closed loop, 

ottenendo una forza comandata che in seguito si traduce in un determinato valore di duty cycle, 

impiegato per ricavare un segnale PWM. Quest’ultimo viene fornito al processore che lo passa 

a sua volta al driver, insieme all’indicazione di quali fase alimentare in relazione alla posizione 

del rotore. In questo modo, il motore comincia a tirare il cavo elastico generando una forza, 

misurata dalla cella di carico: il feedback di forza viene amplificato e ricevuto in input dalla 

scheda Delfino, la quale a sua volta lo passa al software di controllo in modo tale da chiudere 

l’anello di retroazione. Sulla base dell’errore in forza istantaneamente presente, la legge di con-

trollo modula il contributo del ramo di closed loop per garantire la convergenza al comando 

imposto. 

Figura 6.13: Diagramma a blocchi relativo alle prove sperimentali in closed loop 
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Di seguito si riportano i risultati di alcuni test sperimentali impiegati per validare la prima legge 

di controllo in forza proposta, che è stata sviluppata attraverso il modello EMA_FreMe_01 ed 

è il riferimento su cui si fondano le strategie di controllo più avanzate. Attraverso tali prove è 

stato possibile verificare che il modello si comportasse come il sistema reale e che, al contempo, 

entrambi garantissero la convergenza al comando desiderato. In particolare, sono state eseguite 

delle prove per testare la risposta in frequenza del sistema, fornendo input di tipo sinusoidale di 

diversa ampiezza – dunque differente forza richiesta – e frequenza. In questi test, il dato acqui-

sito sperimentalmente viene confrontato con quanto ottenuto dal modello numerico, fornendo 

a quest’ultimo il medesimo input dato al sistema reale. Per questo motivo, l’andamento del 

segnale di input, in riferimento alle figure 6.14 e 6.15, non risulta una pura sinusoide come 

quella che si ottiene generandola numericamente: tuttavia, il gradinamento che si osserva sul 

segnale di comando e sulla risposta sperimentale non si manifesta realmente nel banco prova, 

in quanto è unicamente dovuto all’acquisizione dei dati. In particolare, il campionamento dei 

segnali provenienti dal sistema reale è stato effettuato garantendo l’acquisizione di almeno dieci 

punti per ogni periodo, in modo tale da avere una sufficiente ricostruzione degli andamenti 

analogici. 

Figura 6.14: Test in closed loop con input sinusoidali di ampiezza costante di 3 N e frequenza variabile. 



Banco prova 100 
 

 

Come mostrato nei grafici precedenti, il comportamento reale del sistema montato sul banco 

prova è rappresentato in maniera soddisfacente dal modello EMA_FreMe_01, sia in termini di 

ampiezza che di sfasamento, confermando così gli esiti dei test effettuati sul modello virtuale 

per determinare la prima legge di controllo in forza in closed loop. Attraverso questo tipo di 

prove sperimentali è stato dunque possibile validare quest’ultima, rendendola un punto di rife-

rimento da cui partire per poter sviluppare logiche di controllo più sofisticate. In particolare, 

analogamente a quanto mostrato nel presente paragrafo, queste vengono prima studiate me-

diante l’utilizzo di modelli virtuali – trattati nel dettaglio nel capitolo seguente – e, una volta 

ritenute soddisfacenti ed opportunamente sicure, possono essere testate sul sistema reale per 

poterle eventualmente validare. 

 

 

 

Figura 6.15: Test in closed loop con input sinusoidali di ampiezza costante di 2 N e frequenza variabile. 
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7 SVILUPPO DELLE LEGGI DI CONTROLLO  

Nelle due differenti soluzioni proposte per poter convertire l’attuazione di un sistema frenante 

aeronautico da elettroidraulica ad elettromeccanica, ciascun freno multidisco è attuato da quat-

tro attuatori elettromeccanici identici che operano in parallelo tra loro, vale a dire in somma di 

forza. Perciò, i modelli di simulazione numerica sviluppati sono relativi al singolo attuatore, 

con l’obiettivo di andare a correlare l’input di forza trasmesso alla control unit elettronica dello 

stesso con la relativa risposta dinamica.  

Il BLDC EM – Model validato, grazie ai test mostrati nel precedente capitolo, è di fatto un digital 

twin del motore elettrico reale montato sul banco prova. In particolare, esso viene utilizzato per 

sviluppare opportune leggi di controllo della macchina elettrica in modo tale che l’azionamento 

in cui essa viene inserita eroghi la forza richiesta: si osserva infatti che l’elemento dell’attuatore 

EMA che viene effettivamente controllato è il motore elettrico, da cui dipende fortemente il 

funzionamento dell’intero servomeccanismo.  

Per poter monitorare la forza dovuta alla coppia esercitata dal motore BLDC risulta necessario 

modificare il banco prova rispetto a quello impiegato per effettuare i test in open loop. A tal 

proposito, si osserva che entrambe le soluzioni reali presentano lo stesso motore elettrico, la 

stessa elettronica di potenza e devono comprimere il medesimo pacco caldo multidisco, mentre 

differiscono per il sistema di trasmissione del moto, in particolare nel riduttore e nel modo di 

convertire il moto da rotativo a lineare. Per poter gestire questa differenza a livello hardware, in 

un primo momento si è deciso di realizzare un sistema semplificato nel quale la macchina elet-

trica pone in trazione un cavo elastico, le cui estremità sono collegate rispettivamente al rotore 

e alla cella di carico – si fa riferimento a quanto precedentemente descritto in merito alla figura 

6.2. Tale sistema simula le condizioni operative del singolo servomeccanismo reale in quanto i 

due sono in condizioni di analogia: ciò vale a dire che, pur essendo strutturati differentemente, 

essi sono caratterizzati dallo stesso modello matematico e, di conseguenza, sono descritti dal 

medesimo sistema di equazioni differenziali e condizioni al contorno.  

I modelli su cui sono state sviluppate le leggi di controllo, dunque, sono rappresentativi del 

sistema semplificato montato sul banco prova che non coincide con l’azionamento reale, ma 

che comunque funziona allo stesso modo sulla base delle condizioni di analogia. Nonostante il 

carico esterno non sia concretamente quello presente nelle configurazioni proposte, l’utilità di 

tale test bench e dei relativi modelli risiede nel tentativo di voler cogliere in prima approssima-

zione sia la fisica del sistema equivalente alle soluzioni reali sia il controllo in forza del motore 

BLDC mediante diverse strategie. L’espediente del cavo elastico, infatti, consente di sviluppare 

delle logiche di controllo versatili e facilmente adattabili agli attuatori EMA reali, essendo stu-

diate su un sistema analogo a entrambi.  

Il metodo di lavoro è analogo a quanto descritto nei capitoli precedenti in merito alla modella-

zione del motore BLDC: i modelli presenti in questo capitolo vengono utilizzati per sviluppare 

e testare in un ambiente virtuale le leggi di controllo in forza le quali, nel momento in cui per-

mettono di ottenere dei risultati soddisfacenti a livello numerico, vengono successivamente im-

plementate nel sistema montato sul banco prova per poterle validare. Si anticipa che l’ultimo 

passaggio nella definizione delle leggi di controllo in forza consiste nell’adattare le suddette lo-

giche ai modelli realizzati ad hoc per le due soluzioni reali: per poter far ciò, nel banco prova 

viene effettivamente sostituito il cavo elastico con i dimostratori relativi alle due configurazioni. 

Sulla base delle condizioni di analogia sopra citate, a livello di modello numerico è sufficiente 

modificare solamente i dati inseriti in relazione alla soluzione considerata, mentre la struttura 
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ad alto livello dei modelli rimane invariata, così come gli schemi a blocchi relativi alla logica di 

controllo. Questo di fatto è il punto di forza dell’approccio utilizzato, che sfrutta il cavo elastico 

come elemento che esercita un carico esterno sul motore BLDC simulando la compressione del 

pacco caldo multidisco. Si osserva che questo ultimo step di lavoro avviene solamente dopo che 

sono state sviluppate e testate, sia a livello numerico sia nel banco prova, le suddette leggi di 

controllo in forza relative al sistema semplificato equivalente alle soluzioni reali.  

Di seguito, si presenta in un primo momento la struttura comune a tutti i modelli relativi al 

sistema equivalente montato sul banco prova: in particolare, si fa riferimento al blocco relativo 

ai comandi di input, al BLDC EM Model precedentemente validato – descritto nel dettaglio nel 

quinto capitolo – e alla modellazione dell’azione di richiamo elastico, comune sia al cavo ela-

stico sia al pacco multidisco. In un secondo momento, vengono trattati i singoli modelli proposti 

e le loro peculiarità: ciascuno di essi, infatti, implementa nel blocco Controller una legge di con-

trollo che cerca di migliorare e superare i limiti di quella sviluppata nel modello precedente.  

7.1 STRUTTURA AD ALTO LIVELLO DEI MODELLI PROPOSTI 
Ad alto livello i diversi modelli utilizzati per sviluppare le leggi di controllo in forza presentano 

la struttura comune mostrata in figura 7.1, in cui ciascun sottosistema ha il compito di rappre-

sentare un componente principale del singolo servoattuatore elettromeccanico. In tabella 7.1 si 

riportano i dati inseriti nei suddetti modelli, rappresentativi del sistema equivalente montato sul 

banco prova.  

 

I modelli proposti si differenziano nelle diverse strategie di controllo in forza implementate nel 

blocco Controller, che simula l’elettronica di controllo del servoattuatore. In generale, tale blocco 

riceve in input sia la forza comandata 𝐹𝑖𝑛 sia in feedback la forza effettivamente esercitata dal 

motore elettrico 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜, fornendo in output un valore di tensione 𝑉𝑖𝑛 al blocco BLDC – EM Mo-

del. Si anticipa comunque che la prima strategia di controllo proposta non utilizza alcun segnale 

di retroazione, implementando di fatto un controllo in open-loop in forza; d’altro canto, le altre 

soluzioni proposte sfruttano tale segnale di feedback per implementare controlli in closed-loop 

sempre più raffinati. 

Figura 7.1: Struttura ad alto livello dei modelli proposti 
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Tabella 7.1: Specifiche dell'azionamento EMA montato sul banco prova 

Parametro Simbolo Valore 
Unità  

di misura 

Tensione nominale 𝑉𝐷𝐶 24 𝑉 

Resistenza 𝑅𝑚 3.26 Ω 

Induttanza 𝐿𝑚 1.29 ∙ 10−3 𝐻 

Costante di tempo elettrica 𝜏𝑅𝐿 =
𝐿𝑚

𝑅𝑚
 3.96 ∙ 10−4 𝑠 

Costante di forza  

controelettromotrice 
𝑘𝑒𝑚 0.0358 

𝑉

𝑟𝑎𝑑
𝑠⁄
 

Guadagno in coppia 𝐺𝑀 0.0358 
𝑁𝑚

𝑟𝑎𝑑
𝑠2⁄

 

Corrente massima in funzionamento 
continuativo (rated) 

𝐼𝑚𝑎𝑥 1.17 𝐴 

Coppia massima in funzionamento 
continuativo (rated) 

𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 0.041 𝑁𝑚 

Velocità angolare massima in 
funzionamento continuativo (rated) 

𝜔𝑀,𝑚𝑎𝑥 4150 𝑟𝑝𝑚 

Coppia massima in condizioni di 

spunto 
𝑇𝑀,𝑠𝑝 0.263 𝑁𝑚 

Corrente massima in condizioni di 
spunto 

𝐼𝑠𝑝 7.35 𝐴 

Velocità di attuazione a vuoto 𝜔𝑀,𝑁𝐿 6200 𝑟𝑝𝑚 

Numero di paia poli 𝑃 7 − 

Materiale del rotore − 𝑁𝑑𝐹𝑒𝐵 − 

Momento di inerzia del rotore 𝐽𝑀 1.83 ∙ 10−6 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Momento di inerzia equivalente 
riportato all’asse veloce dell’intero 

azionamento 

𝐽𝑒𝑞 3.66 ∙ 10−6 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Coefficiente di smorzamento viscoso 
dimensionale dell’intero 

azionamento 

𝐶𝑒𝑞 4.63 ∙ 10−6 
𝑁𝑚

𝑟𝑎𝑑
𝑠⁄
 

Coppia di attrito statico massimo 
agente sul rotore del motore 

𝐹𝑆𝑀 0.04 ∙ 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 𝑁𝑚 

Coppia di attrito dinamico agente sul 
rotore del motore 

𝐹𝐷𝑀 0.5 ∙ 𝐹𝑆𝑀 𝑁𝑚 

Frequenza di switching dei mosfet 
del driver 

𝑓𝑠𝑤𝑖𝑡𝑐ℎ 16 𝑘𝐻𝑧 

Rigidezza cavo elastico 𝑘𝑒𝑙 12 
𝑁

𝑚
 

Braccio del cabestano 𝑏 9.5 ∙ 10−3 𝑚 

Guadagno proporzionale ramo 
closed loop, banco prova 

𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿,𝑏𝑝 5 − 
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7.1.1 Comandi di input 

Il segnale di comando può essere di due tipologie:  

• nel caso in cui si voglia studiare il comportamento in open-loop del sistema senza alcun 

tipo di controllo, viene fornita una tensione di input direttamente al blocco BLDC – EM 

Model, bypassando il controllo in forza dell’attuatore; 

 

• nel caso in cui si voglia studiare il comportamento del sistema considerando il controllo 

in forza, viene fornita una forza comandata al blocco Controller. In questa seconda solu-

zione, nell’eventualità in cui la strategia di controllo implementata preveda un closed-

loop, si utilizza la forza frenante effettivamente generata dal motore elettrico come gran-

dezza di feedback. In generale, il Controller impone un valore di tensione in ingresso al 

motore BLDC in virtù della legge di controllo implementata, in modo tale che l’aziona-

mento in cui esso è inserito eroghi la forza desiderata.  

Si osserva che i comandi in forza sono forniti ai modelli attraverso il blocco Com, il cui conte-

nuto è mostrato in figura 7.2. Nell’apposita interfaccia è possibile selezionare sia input singoli, 

come step, rampe o onde sinusoidali, sia combinazioni di essi, modificando i parametri di cia-

scun comando direttamente nella sezione dedicata. Inoltre, è possibile anche fornire dei co-

mandi con una ben precisa storia temporale inserita dall’utente: questa feature è stata utilizzata 

per poter fornire ai modelli il medesimo input fornito al motore presente sul banco prova.  

7.1.2 Modello del motore BLDC 

Sia che venga studiato il sistema senza un controllo in forza sia che questo venga implementato, 

viene comunque fornito al blocco BLDC – EM Model un segnale in tensione 𝑉𝑖𝑛. Il suddetto 

modello viene descritto nel dettaglio nel quinto capitolo del presente lavoro e si osserva che è 

stato validato mediante prove in open loop, riportate in precedenza nella sezione 6.3.1. In rela-

zione al segnale in ingresso, il BLDC – EM Model fornisce in output la posizione angolare del 

rotore. 

7.1.3 Sistema di trasmissione del moto 

La posizione angolare del rotore fornita dal BLDC – EM Model si traduce in uno spostamento 

𝑥𝐸𝑀𝐴: nel caso del sistema in esame esso è rappresentativo dell’allungamento del cavo elastico, 

mentre si anticipa che nei modelli realizzati ad hoc per le soluzioni reali simula la compressione 

del pacco multidisco montato su ciascuna ruota del carrello principale.  

Figura 7.2: Schema a blocchi del sottosistema 'Com' 
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In particolare, la trasmissione e la conversione del moto da rotativo a lineare sono modellizzate 

mediante un coefficiente 𝜏, pari a: 

• al braccio del cabestano nei modelli che simulano il comportamento del sistema dotato 

di cavo elastico equivalente alle soluzioni reali – ovverosia quelli riportati nel presente 

capitolo. Come anticipato in precedenza, questi modelli permettono di sviluppare le 

leggi di controllo in forza sfruttando le condizioni di analogia di funzionamento con le 

soluzioni reali; 

 

• al rapporto di riduzione della trasmissione nei modelli realizzati appositamente per i 

due attuatori EMA reali, in cui l’elastico è sostituito da un dimostratore dedicato. I mo-

delli in questione servono per affinare e personalizzare le leggi di controllo studiate nel 

sistema equivalente.  

7.1.4 Richiamo elastico  

Infine, lo spostamento 𝑥𝐸𝑀𝐴 viene fornito in input al sottosistema Richiamo elastico, che ha il 

compito di simulare la forza elastica corrispondente ai cedimenti della struttura ed alla com-

pressione del pacco dischi, considerata proporzionale proprio a 𝑥𝐸𝑀𝐴 attraverso la rigidezza 𝐾 

di quest’ultimo.  

Nella realtà il carico esterno agente sul motore è dovuto alla forza di compressione esercitata 

dal servoattuatore sui dischi del freno aeronautico, la quale causa una reazione uguale e contra-

ria che viene tradotta a monte della trasmissione meccanica in una coppia di reazione 𝑇𝑟𝑒𝑎𝑧 che 

si oppone alla rotazione del motore stesso. Dato che, in prima approssimazione, la forza di 

reazione esercitata dai dischi sul servoattuatore è assimilabile ad un’azione di richiamo elastico, 

si è scelto in un primo momento di utilizzare proprio un elastico per simulare il carico esterno, 

con una costante elastica che fosse rappresentativa del carico reale al netto del rapporto di tra-

smissione. Questo espediente è risultato sufficiente per poter effettuare delle prove sperimentali 

necessarie a sviluppare e validare dei modelli atti a determinare le opportune strategie di con-

trollo in forza del motore elettrico. In entrambi i casi, sia per l’elastico sia per il dimostratore, il 

carico esterno agente sul motore dipende dalla forza di reazione proporzionale allo spostamento 

del rotore; in particolare, all’aumentare dello spostamento angolare dell’elemento mobile del 

motore, aumenta lo spostamento lineare del servoattuatore in virtù del rapporto di trasmissione: 

di conseguenza aumenta la forza di richiamo elastico agente sul servomeccanismo, che nella 

dinamica del rotore si traduce in un aumento della coppia di reazione 𝑇𝑟𝑒𝑎𝑧.  

Si osserva che la principale differenza tra il cavo elastico ed i dimostratori è legata al verso della 

forza che questi possono erogare. Se infatti la trasmissione meccanica reale è in grado di lavorare 

sia con forze di trazione che di compressione, funzionando alla stregua di una molla, l’elastico 

invece riesce ad esercitare una forza solamente quando sottoposto a trazione. Questo è il prin-

cipale limite nell’utilizzo dell’elastico: dato che la forza di richiamo elastico si sviluppa solo 

quando l’elastico è in trazione, essa non può che essere positiva o al più nulla, cioè diretta dalla 

cella di carico al motore. In definitiva, se da una parte l’impiego dell’elastico come utilizzatore 

Figura 7.3: Schema a blocchi trasmissione meccanica 
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nel banco prova e nei corrispondenti modelli ha permesso di poter determinare delle opportune 

strategie di controllo in forza del motore elettrico, dall’altra risulta necessario affinare successi-

vamente tali leggi di controllo sviluppate sostituendo l’elastico con il dimostratore reale.  

In riferimento alla figura 7.4, il blocco Richiamo Elastico riceve in input lo spostamento 𝑥𝐸𝑀𝐴 

dell’elastico rispetto alla sua condizione di riposo – si ricorda che 𝑥𝐸𝑀𝐴 è generato dalla rota-

zione del rotore del motore elettrico – e fornisce in output la forza di richiamo elastico  𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜 

dovuta all’allungamento dello stesso. Il segnale di spostamento 𝑥𝐸𝑀𝐴 viene infatti moltiplicato 

per la rigidezza dell’elastico 𝐾𝑒𝑙, ottenendo così un valore di forza elastica che tenderebbe a 

riportare in condizioni di riposo l’elastico, agendo quindi come carico resistente sul motore che 

invece agisce cercando di allungare l’elastico stesso. 

Si osserva che il segnale di forza elastica passa attraverso un blocco di valore assoluto, presente 

solamente quando si modellizza il sistema equivalente dotato di cavo elastico. Come illustrato 

precedentemente, infatti, l’elastico riesce a generare una forza solo quando sottoposto a trazione 

e di conseguenza il motore, sia che giri in senso orario che in senso antiorario, genera una forza 

diretta sempre dalla cella di carico al motore, letta quindi dal sensore come positiva o al più 

nulla.  

Il blocco Richiamo Elastico fornisce in output il segnale di forza 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜, il quale ha una funzione 

di feedback sia fisico sia controllistico. Facendo riferimento alla figura 7.1, si osserva che il se-

gnale in forza si suddivide infatti in due rami: 

• Ramo superiore, che rappresenta il feedback fisico legato alla forza di reazione elastica. 

La forza di richiamo elastico viene moltiplicata per il braccio del cabestano, ottenendo 

così la coppia frenante 𝑇𝑟𝑒𝑎𝑧 che agisce sul motore. All’aumentare, infatti, dello sposta-

mento imposto dal servoattuatore al collegamento cedevole, aumenta la forza dovuta al 

richiamo elastico che tenderebbe a far tornare quest’ultimo in condizioni di riposo, in-

crementando così il carico esterno agente sul motore, il quale deve aumentare a sua 

volta la coppia motrice per continuare a spostare l’elastico. 

 

• Ramo inferiore, che rappresenta il feedback necessario per implementare le strategie di 

controllo in forza presenti nel blocco controller.  

In conclusione, si evidenzia che i modelli trattati nel presente capitolo simulano il comporta-

mento del sistema equivalente dotato di un elastico, avendo l’obiettivo di determinare oppor-

tune strategie di controllo in forza del motore elettrico. Si osserva che il nome del sottosistema 

appena analizzato, Richiamo elastico, è rappresentativo dell’analogia di funzionamento tra l’ela-

stico ed il pacco multidisco. Nei capitoli dedicati alle soluzioni reali invece, sono state conside-

rate due configurazioni di servoattutore elettromeccanico che implementano trasmissioni mec-

caniche diverse tra loro: nei modelli dedicati è necessario sviluppare un modello di utilizzatore 

Figura 7.4: Schema a blocchi sottosistema 'Richiamo elastico' 
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ad hoc per ogni soluzione, con l’obiettivo di rappresentare ciascuna di esse in maniera ragione-

volmente fedele. Si anticipa che le principali differenze tra i modelli relativi all’elastico e al sin-

golo dimostratore sono legate alla presenza di una banda morta, all’assenza del valore assoluto 

del segnale in forza e, principalmente, al diverso valore di rigidezza 𝐾 considerato. Si ricorda 

infatti che, in virtù delle condizioni di analogia, non cambia la forma dei modelli sviluppati, 

bensì i dati in essi inseriti: in particolare, i termini dipendenti dalle singole soluzioni utilizzate 

sono 𝐽𝑒𝑞, 𝐶𝑒𝑞, 𝜏 e 𝐾𝑒𝑙.   

7.2 MODELLI SVILUPPATI – CONTROLLER 
A valle della presentazione della struttura generica comune a tutti i modelli studiati, di seguito 

si illustrano nel dettaglio le peculiarità dei singoli: dato che tutti presentano la medesima tra-

smissione meccanica illustrata precedentemente, per ognuno di essi si incentrerà l’attenzione 

principalmente sul blocco relativo al controllo. 

I primi due modelli introducono la regolazione della tensione di ingresso al motore rispettiva-

mente in via analogica e mediante la tecnica PWM. In generale, ogni modello propone una 

legge di controllo in forza con l’obiettivo di migliorare e affinare quelle sviluppate in precedenza.   

7.2.1 Modello EMA_FreMe_00 

Il primo modello proposto, il cui controller è mostrato in figura 7.5, ha l’obiettivo di rappresentare 

a livello macroscopico la fisica del sistema presente nel banco prova, ipotizzando che la tensione 

di input al motore 𝑉𝑖𝑛 sia regolata in modo analogico.  

Il punto di funzionamento del motore, rappresentato nella sua caratteristica meccanica, viene 

determinato agendo sull’intensità della tensione applicata allo stesso. Noto che la tensione no-

minale del motore nel banco prova è pari a 24 V DC, nel modello in esame si ipotizza che questa 

venga regolata in via analogica attraverso un reostato, vale a dire una resistenza variabile in 

funzione della richiesta. Attraverso un controllo di questo tipo, dunque, la tensione applicata al 

motore varia in maniera continua tra 0 𝑉 e 24 𝑉: nonostante nella realtà il motore sia regolato 

secondo una logica PWM, il primo modello proposto fornisce comunque dei risultati coerenti 

e rappresentativi del sistema montato sul banco prova.  

La prima strategia di controllo qui proposta non utilizza alcun segnale di retroazione, imple-

mentando di fatto un controllo in open-loop in forza. La forza comandata 𝐹𝑖𝑛 viene tradotta in 

un corrispondente valore di duty cycle attraverso la costante di feedforward 𝐾𝑓𝑓, ottenuta me-

diante considerazioni fisiche. Indicando con 𝑏 il braccio del cabestano su cui si avvolge il filo 

collegato all’elastico e con 𝐹 la generica forza richiesta, è possibile esprimere il duty cycle come 

segue: 

𝐷𝐶 =
𝑉𝑖𝑛

𝑉𝐷𝐶
=

𝐼 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
=

𝑇𝑀
𝐺𝑀 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
=

𝐹 ∙ 𝑏
𝐺𝑀 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 

Figura 7.5: Controller modello EMA_FreMe_00 
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Dunque, la costante di feedforward è pari a: 

𝐾𝑓𝑒𝑒𝑑𝑓𝑜𝑟𝑤𝑎𝑟𝑑 =
𝐷𝐶[−]

𝐹[𝑁]
=

𝑏
𝐺𝑀

∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 

Nel caso in esame, dato che la logica di controllo è costituita solo da un ramo di open loop, 

l’andamento del duty cycle è lo stesso della forza comandata 𝐹𝑖𝑛 al netto proprio della costante 

di feedforward 𝐾𝑓𝑓. Infine, il duty cycle viene moltiplicato per la tensione di alimentazione 𝑉𝐷𝐶, 

ottenendo la tensione 𝑉𝑖𝑛 da fornire al motore per far sì che questo sviluppi una forza pari a 𝐹𝑖𝑛.  

È noto che la caratteristica meccanica di un motore elettrico presenta un luogo dei punti, detto 

campo di funzionamento continuativo, limitato da due valori, uno di coppia massima e uno di 

velocità angolare massima (definite condizioni di rated nel datasheet del motore): se il punto di 

funzionamento del motore risiede in tale zona, allora esso lavora in condizioni sicure dal punto 

di vista termico. Data la natura del servoattuatore in esame, esso opera prevalentemente in con-

dizioni intorno allo spunto, esercitando grandi coppie a basse velocità: per questo motivo, è 

molto più probabile che il motore fuoriesca dalla zona di funzionamento continuativo supe-

rando la coppia massima 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥, piuttosto che oltrepassando il limite di velocità 𝜔𝑀,𝑚𝑎𝑥. 

Per evitare dunque che il motore lavori al di fuori di tale zona, entrando nel campo di funzio-

namento intermittente, già nella prima strategia di controllo sono perviste due saturazioni atte 

a limitare la coppia generata e la corrente ad essa legata. Si osserva infatti che la forza desiderata  

𝐹𝑖𝑛 è limitata entro un valore compreso tra ± 4 𝑁, per evitare di dover richiedere in maniera 

continuativa al motore una coppia motrice superiore a 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 a causa di un comando eccessivo. 

Inoltre, nel modello si traduce la limitazione in corrente, analizzata nel paragrafo dedicato alla 

modellazione del motore elettrico, in una saturazione del valore del duty cycle. In particolare, 

nella prima strategia di controllo proposta il valore limite di duty cycle è quello per il quale si 

raggiunge la massima corrente di funzionamento continuativo 𝐼𝑚𝑎𝑥 ed il suo modulo è pari a:  

𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥 =
𝐼𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝑑𝑐
 

Di seguito si riporta una simulazione per illustrare il funzionamento della logica di controllo ad 

anello aperto qui proposta. In particolare, i parametri di simulazione e gli input sono riportati 

in tabella 7.3, mentre la risposta del sistema è rappresentata nelle figure 7.6 e 7.7. 

 

Tabella 7.2: Parametri di simulazione, modello EMA_FreMe_00 

Parametri di 

simulazione 

Metodo di integrazione Eulero a passo fisso 

Passo d’integrazione 10−5 𝑠 

Durata della simulazione 0.7 𝑠 

Tipo di input 

Tipo di input Gradino 

Forza iniziale 4 𝑁 

Forza finale 1 𝑁 

Istante di applicazione 0.3 𝑠 
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Figura 7.7: Comando e grandezze di output del motore elettrico, modello EMA_FreMe_00 

Figura 7.6: Grandezze meccaniche ed elettriche, modello EMA_FreMe_00 
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La prima logica di controllo in open loop traduce direttamente la forza comandata al motore in 

un valore di duty cycle tale da garantire il comando: si osserva infatti che sia la forza 𝐹𝑖𝑛, sia la 

tensione 𝑉𝑖𝑛 sia il duty cycle presentano il medesimo andamento lineare a tratti.  

Nelle condizioni di spunto, tutta la tensione applicata al motore si traduce in corrente; infatti, 

all’istante iniziale è presente un picco di corrente, che comporta un massimo nell’andamento 

della coppia motrice 𝑇𝑀 e di conseguenza la massima pendenza nell’andamento della velocità. 

Appena il motore comincia a muoversi, per effetto della forza controelettromotrice diminuisce 

la corrente effettiva nel motore elettrico, comportando una diminuzione della coppia motrice e 

conseguentemente della pendenza della velocità angolare. Questa tendenza prosegue per circa 

3 𝑐𝑠, istante in cui la velocità raggiunge un punto stazionario, in corrispondenza del quale il 

netto tra la tensione di input e la forza controelettromotrice è tale da generare la minima corrente 

effettiva nel motore, che si traduce in un minimo locale dell’andamento di 𝑇𝑀. In corrispon-

denza del massimo della velocità angolare del rotore, la coppia risultante agente su di esso, data 

dal netto tra la coppia motrice e le azioni resistenti (carico esterno, attrito e termini viscosi), 

cambia segno, passando da positiva a negativa. Per questo motivo, negli istanti successivi la 

velocità angolare decresce ed il contributo della forza controelettromotrice diminuisce, cau-

sando un aumento della corrente effettiva e della conseguente coppia motrice 𝑇𝑀: si osserva che 

nonostante l’incremento di quest’ultima, la coppia netta agente sul motore resta comunque ne-

gativa, comportandone un progressivo rallentamento.  

Nella condizione di equilibrio a regime verso cui tende il sistema, il rotore raggiunge una data 

posizione angolare, a cui corrisponde un allungamento 𝑥𝐸𝑀𝐴 tale da far sì che l’azione di ri-

chiamo elastico generata sia pari al comando imposto. Si osserva che nella simulazione in esame 

il comando a gradino viene fornito al sistema prima che questo raggiunga la condizione di equi-

librio corrispondente alla forza iniziale: per questo motivo, gli andamenti delle grandezze rap-

presentate in figura 7.6 presentano una discontinuità. Dall’istante di applicazione del comando, 

che equivale ad un gradino in forza a scendere pari a 3 𝑁 partendo da un valore iniziale di 4 𝑁, 

il sistema evolve con le stesse dinamiche sopra illustrate al fine di tendere alla nuova condizione 

di equilibrio a regime. Si osserva infatti un nuovo picco di corrente, diretta in verso opposto al 

precedente, a cui corrisponde un minimo assoluto di coppia motrice 𝑇𝑀, a sua volta responsabile 

dell’elevata pendenza dell’andamento della velocità angolare. In seguito, per effetto della forza 

controelettromotrice legata all’andamento decrescente della velocità, la corrente effettiva ri-

prende ad aumentare, comportando un aumento di 𝑇𝑀 . Questo andamento continua fino 

all’istante in cui la velocità raggiunge un punto stazionario, dove la tensione risultante è tale da 

generare un massimo locale di corrente a cui corrisponde un picco locale di coppia motrice; 

inoltre, il punto di minimo assoluto della velocità angolare coincide con il punto in cui la coppia 

risultante agente sul rotore cambia segno, passando da negativa a positiva. Perciò, negli istanti 

seguenti aumenta la velocità angolare ed il contributo della forza controelettromotrice e, di con-

seguenza, si riduce progressivamente la corrente effettiva e la coppia motrice ad essa legata. In 

analogia con il quando detto sopra, si osserva che nonostante l’andamento decrescente con il 

tempo di 𝑇𝑀, la coppia risultante agente sul motore resta comunque positiva e con un anda-

mento anch’essa decrescente: il sistema infatti sta cercando di raggiungere la condizione di re-

gime, in cui a velocità nulla, e quindi coppia netta nulla, riesce a garantire il comando in forza 

imposto. 

Come testimoniano gli andamenti riportati in figura 7.6, la limitazione sul duty cycle massimo 

impostata nella prima logica di controllo assicura che il motore lavori sempre all’interno della 

zona di funzionamento continuativo in quanto non si supera mai la corrente 𝐼𝑚𝑎𝑥. 
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In figura 7.7 è riportato l’andamento della forza effettivamente esercitata confrontata con l’input 

fornito. Si osserva che con un controllo solamente in open loop la risposta dinamica del sistema 

risulta particolarmente lenta, non compliance con i requisiti di un freno aeronautico: sia nella 

condizione iniziale sia in quella finale, infatti, esso non riesce a raggiungere in tempi adeguati 

la condizione di regime corrispondente al comando imposto.   

La simulazione precedente è stata effettuata ipotizzando i seguenti valori di coppie d’attrito: 

𝐹𝑆𝑀 = 0.04 ∙ 𝑇𝑚𝑎𝑥 

𝐹𝑆𝐷 = 0.5 ∙ 𝐹𝑆𝑀 

Una seconda criticità di questa strategia di controllo è legata proprio all’attrito. Nel caso in cui, 

infatti, il sistema si trovasse a lavorare con coppie d’attrito elevate, potrebbe succedere che nelle 

condizioni di inversione del moto esso non riesca più a spuntare a causa proprio dell’alto valore 

di coppia di attrito statico. Un esempio di questa situazione è mostrato nella simulazione in 

figura 7.8, in cui si è considerato il medesimo input precedente, ponendo però una coppia di 

attrito statico massimo 𝐹𝑆𝑀 pari al 40% del valore di coppia di rated. In questo caso il motore 

elettrico, non appena raggiunge la velocità nulla con l’intento di invertire il senso di rotazione 

Figura 7.8: Grandezze meccaniche, elettriche e forze generate. Modello EMA_FreMe_00, elevato attrito 
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per garantire la forza comandata, non riesce più a spuntare, in quanto l’attrito statico risulta 

maggiore della coppia risultante agente su di esso. Per questo motivo, il sistema si ferma e non 

riesce a rispondere adeguatamente al comando in forza fornitogli. La soluzione a tal problema 

è presente nei modelli seguenti, in cui in determinate condizioni si fornisce un comando in forza 

aggiuntivo, garantendo così una coppia risultante adeguata tale da permettere al sistema di 

spuntare nuovamente, in modo tale che quest’ultimo riesca a raggiungere il comando imposto. 

In conclusione, la prima logica di controllo proposta garantisce che il motore lavori sempre 

all’interno della zona di funzionamento continuativo, a discapito però di una risposta dinamica 

lenta, che fa sì che il sistema tenda lentamente al comando imposto. Inoltre, il modello in esame 

fornisce dei risultati rappresentativi del banco prova reale in termini di tensione di input 𝑉𝑖𝑛, 

corrente effettiva 𝑖, velocità angolare 𝜔𝑀, coppie e forze; tuttavia, si evidenzia una discrepanza 

tra i valori numerici e sperimentali per quanto riguarda il duty cycle.   

7.2.2 Modello EMA_FreMe_01 

Il secondo modello proposto si pone un duplice obiettivo: da una parte affinare la strategia di 

controllo, dall’altra cercare sempre di rappresentare la fisica del sistema presente nel banco 

prova, questa volta però ipotizzando che la tensione di input al motore 𝑉𝑖𝑛 sia regolabile anche 

in modo digitale, secondo una logica PWM. 

Nel banco prova, infatti, la regolazione in tensione del motore non avviene mediante un reo-

stato, bensì con un driver. Quest’ultimo è un convertitore elettronico di potenza che ha il com-

pito di trasformare il segnale in corrente continua in input in un dato segnale in corrente alter-

nata in output. In particolare, per il controllo di un motore BLDC esso assume un ruolo fonda-

mentale, in quanto permette di generare i segnali di tensione opportuni da applicare alle diverse 

fasi in relazione alla legge di controllo. Il componente principale dell’inverter è il mosfet, che 

lavora in due stati:  

• il primo, corrispondente allo stato logico alto 1, è equivalente ad un interruttore chiuso. 

In questo modo si garantisce il passaggio della corrente dovuta alla tensione di alimen-

tazione di 24 V e di conseguenza si permette la rotazione del motore;  

 

• il secondo, corrispondente allo stato logico basso 0, equivale ad un interruttore aperto, 

che impedisce il passaggio di corrente comportando lo spegnimento del motore.  

Dato che nel banco prova è montato un motore brushless, nel driver sono presenti sei mosfet 

disposti secondo un’architettura a ponte ad H. Per poter regolare la tensione fornita al motore, 

è sufficiente individuare un’opportuna sequenza di accensione e spegnimento dei mosfet per far 

sì che mediamente la tensione sia quella desiderata. In particolare, la logica di switching degli 

interruttori elettronici viene implementata mediante un segnale di pilotaggio delle basi dei mo-

sfet, ottenuto con la tecnica PWM. La strategia di controllo, infatti, fornisce un andamento 

analogico del duty cycle, attraverso cui ottenere la tensione di input al motore: mediante la 

tecnica PWM, questo viene trasformato in un segnale digitale utilizzato per il pilotaggio delle 

basi dei mosfet, permettendo così all’inverter di regolare la tensione di alimentazione di 24 V. 

In particolare, l’output del driver è un’onda quadra di ampiezza e frequenza costanti, rispetti-

vamente pari a 24 𝑉 e 16 𝑘𝐻𝑧, mentre la durata dell’impulso varia nei singoli periodi, in ma-

niera tale da ottenere un segnale con un andamento medio nel tempo pari alla tensione coman-

data dalla legge di controllo.  
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Nel modello precedente si è supposto di considerare una regolazione della tensione attraverso 

un reostato; in realtà, il motore nel banco prova è comandato con una serie di impulsi ad alta 

frequenza provenienti dall’inverter che, mediamente, forniscono il medesimo input. Nel mo-

dello in esame vengono considerate entrambe le possibilità: se da una parte, infatti, la soluzione 

analogica fornisce dei risultati che rispecchiano in maniera soddisfacente il comportamento del 

sistema reale, dall’altra l’implementazione della regolazione digitale mediante la tecnica PWM 

rende il modello ancora più dettagliato, permettendo di poter analizzare gli effetti della modu-

lazione nella risposta dinamica del sistema.   

In figura 7.9 è presente lo schema a blocchi del controller del modello in esame, che riceve in 

input sia il segnale di forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 sia, in feedback, la forza effettivamente esercitata dal 

motore 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜. La strategia di controllo in forza implementata si pone un duplice obiettivo: da 

una parte, mantenere nel tempo la forza richiesta 𝐹𝑖𝑛 non appena il sistema raggiunge la condi-

zione di regime; dall’altra, ridurre il transitorio della risposta dinamica per renderla più com-

pliance con i requisiti di un azionamento per un freno aeronautico. Per questo motivo, nella 

logica di controllo si aggiunge al ramo di open loop, presente nel primo modello, un secondo 

ramo di closed loop. In particolare, il primo ha il compito di garantire il mantenimento della 

forza desiderata non appena questa viene raggiunta: per questo motivo, il guadagno del ramo 

di open loop 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿 non può che essere unitario, in quanto il segnale 𝐹𝑖𝑛 non necessita di essere 

amplificato o ridotto a regime. Inoltre, nel ramo di open loop è presente la medesima satura-

zione sulla forza richiesta al sistema presente nel modello precedente: essa, infatti, viene limitata 

entro un valore di ± 4 𝑁, per evitare che il motore debba erogare continuativamente una coppia 

superiore a quella relativa alle condizioni di rated.   

La novità presente in questa logica di controllo è il ramo di closed loop, il cui compito principale 

è quello di fornire un contributo al controllo del sistema solamente nei transitori, in modo tale 

che questi possano essere più veloci. Esso riceve in input il segnale d’errore dato dalla differenza 

tra la forza richiesta al motore 𝐹𝑖𝑛 e quella effettivamente esercitata 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜, fornendo una forza 

che si va a sommare a quella desiderata presente nel ramo di open loop. In particolare, l’errore 

in forza viene moltiplicato per un guadagno di closed loop 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 che ha il compito di amplifi-

carlo e di tradurlo in una forza correttiva ad esso proporzionale. Infatti, il guadagno 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 è lo 

strumento attraverso cui dare più o meno importanza all’errore e, di conseguenza, regola il con-

tributo che il ramo di closed loop può dare al controllo del sistema. Si osserva inoltre che il 

segnale di feedback 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜 passa attraverso un blocco di saturazione, che viene utilizzato per 

poter simulare l’effetto di una forza di disturbo sulla legge di controllo. Nel banco prova, infatti, 

nelle condizioni in cui l’elastico non è in trazione e di conseguenza la forza frenante esercitata 

dal motore è nulla, la cella di carico rileva comunque un segnale di forza diverso da zero, in 

quanto risente della forza peso del cavo elastico ad essa collegato. Per tenere conto di questa 

caratteristica costruttiva del banco prova sperimentale, il segnale in retroazione viene limitato 

Figura 7.9: Controller modello EMA_FreMe_01 
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inferiormente ad un valore minimo di forza leggermente positivo, per poter tener traccia della 

forza residua misurata dalla cella di carico.   

A differenza del controllo in posizione di un servomeccanismo, in cui quando si raggiunge la 

posizione desiderata il sistema si ferma, nel controllo in forza al raggiungimento del comando 

desiderato l’azionamento deve continuare a garantirlo a regime. Per questo motivo, nel primo 

caso si implementa una strategia che prevede solamente un ramo di closed loop, facendo lavo-

rare il sistema solo quando esiste una discrepanza tra la posizione desiderata e quella effettiva e 

fermandolo una volta raggiunta quest’ultima. Se si provasse ad utilizzare tale soluzione nei mo-

delli in esame, non appena il sistema raggiunge effettivamente il comando imposto, l’errore in 

forza si annulla: di conseguenza, si disattiva anche il controllo in closed loop del sistema, non 

riuscendo così a mantenere la forza desiderata nel tempo. Dunque, il controllo in forza viene 

implementato sia mediante un ramo di open loop, che agisce continuamente per garantire che 

il sistema mantenga la forza richiesta a regime, sia con un ramo di closed loop che, agendo 

localmente nel tempo, permette di rendere l’azionamento più rapido nella risposta. Infatti, nei 

primi istanti della risposta dinamica del motore ad un generico input, l’errore in forza è signifi-

cativo: di conseguenza, alla forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 presente nel ramo di open loop si aggiunge una 

forza correttiva generata dal ramo di closed loop e proporzionale proprio al segnale d’errore 

attraverso il guadagno 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿. A regime invece, la discrepanza tra 𝐹𝑖𝑛 e 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜 si annulla e dun-

que scompare il contributo correttivo fornito dal ramo di closed loop: in questo modo, a transi-

torio esaurito l’unico ramo che agisce è quello di open loop, che garantisce che il motore conti-

nui ad erogare la forza richiesta.  

Il segnale di forza comandato dalla strategia di controllo, somma di 𝐹𝑖𝑛 e del termine correttivo 

dovuto all’azione del ramo di closed loop, viene dunque tradotto in un corrispondente valore di 

duty cycle attraverso il guadagno di feedforward. Quest’ultimo è il medesimo ricavato nel mo-

dello precedente, ed è un valore costante pari a: 

𝐾𝑓𝑒𝑒𝑑𝑓𝑜𝑟𝑤𝑎𝑟𝑑 =
𝐷𝐶[−]

𝐹[𝑁]
=

𝑏
𝐺𝑀 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 

Come si può osservare in figura 7.9, subito a valle della costante di feedforward è presente un 

altro gain del valore di: 

𝐾𝑅𝑎 =
10

6
 

Il modello EMA_FreMe_00, infatti, forniva dei risultati numerici coerenti con quelli ottenuti 

sperimentalmente in termini di tutte le grandezze meccaniche ed elettriche misurate, meno che 

nel valore numerico del duty cycle. Ciò è dovuto al fatto che nel modello precedente si considera 

un valore di resistenza pari a quello presente nel datasheet del motore, non contemplando gli 

altri componenti elettronici del banco prova. Il gain a valle della costante di feedforward ha 

proprio il compito di tener conto della resistenza aggiuntiva dovuta a questi elementi, come ad 

esempio il driver e tutti i cavi utilizzati. Si osserva che si è optato per non considerare un’unica 

resistenza equivalente, bensì si sono mantenute separate la resistenza interna nel motore e quella 

aggiuntiva legata ai dispositivi elettronici presenti nel banco prova: per far ciò, ogni volta che 

nel modello è presente la resistenza del motore 𝑅𝑚, questa viene moltiplicata a valle di un fattore 

𝐾𝑅𝑎. Per questo motivo, anche lo schema a blocchi rappresentativo della parte elettromagnetica 

del motore è stato modificato: a valle della funzione di trasferimento del prim’ordine è infatti 
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presente un guadagno pari all’inverso di 𝐾𝑅𝑎, dato che in essa la resistenza del motore 𝑅𝑚 è 

presente a denominatore.  

In questo modo, non varia la costante di tempo elettrica del motore 𝜏𝑅𝐿 ed al contempo è pos-

sibile correggere la discrepanza tra risultati numerici e sperimentali per quanto riguarda il valore 

del duty cycle.  

Moltiplicando il segnale di duty cycle corrispondente alla forza comandata dalla logica di con-

trollo per la tensione di alimentazione 𝑉𝐷𝐶, si ottiene la tensione 𝑉𝑖𝑛 fornita al modello del mo-

tore elettrico per far sì che questo riesca ad erogare la forza desiderata 𝐹𝑖𝑛. In particolare, nel 

modello in esame è possibile modellare sia la regolazione analogica della tensione 𝑉𝑖𝑛, simu-

lando il funzionamento di un reostato, sia quella digitale, simulando la modulazione PWM. In 

figura 7.9, infatti, è presente un manual switch, il quale permette di scegliere quale delle due 

implementare: se si imposta il ramo inferiore, il modello considera il primo tipo di regolazione, 

mentre settando quello superiore è possibile simulare gli effetti della tecnica PWM. 

Nella modellazione della regolazione mediante un reostato, il segnale analogico del duty cycle 

viene saturato, per evitare di fornire al motore una tensione che possa comportarne un danneg-

giamento a causa di eccessive sovra-correnti. Uno dei principali motivi per i quali la risposta 

dinamica fornita dal modello precedente tende molto lentamente alla forza desiderata è legato 

proprio alla limitazione del duty cycle. In quel caso, infatti, si impone che il suo valore limite 

sia quello per il quale nel motore scorre la massima corrente sopportabile in funzionamento 

continuativo 𝐼𝑚𝑎𝑥: 

𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 =
𝐼𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝑑𝑐
= 0.16 

Considerando i dati del motore montato sul banco prova presenti nel datasheet, si osserva che 

con questa limitazione il duty cycle al più può raggiungere il 16%. In aggiunta, nel modello 

precedente il duty cycle non raggiunge mai i limiti di saturazione. Noto infatti che la forza mas-

sima che può essere richiesta al sistema è pari a ±4 𝑁, la massima tensione di input al sistema 

è pari a: 

𝑉𝑖𝑛 = 𝐼 ∙ 𝑅𝑚 =
𝑇𝑀

𝐺𝑀
∙ 𝑅𝑚 =

𝐹 ∙ 𝑏

𝐺𝑀
∙ 𝑅𝑚 = 3.46 𝑉 

Da cui si ricava che il duty cycle corrispondente è pari a: 

𝐷𝐶 =
𝑉𝑖𝑛

𝑉𝐷𝐶
= 0.144 

Figura 7.10: Schema a blocchi EM_Model BASE, modello EMA_FreMe_01 e successivi 
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La strategia di controllo proposta in questo modello prevede che al contributo costante nel 

tempo dato dalla forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 del ramo di open loop se ne aggiunga uno correttivo nei 

transitori dato dal ramo di closed loop. L’andamento della forza comandata dalla legge di con-

trollo si traduce, per mezzo delle costanti di feedforward e 𝐾𝑅𝑎, in un corrispondente segnale di 

duty cycle comandato che, a differenza di quello presente nel modello precedente a seguito di 

un comando a gradino, non ha un andamento lineare a tratti. In particolare, il contributo del 

closed loop si manifesta in un incremento del duty cycle comandato proprio dove l’errore in 

forza è maggiore: per poter permettere che ciò possa effettivamente migliorare la risposta dina-

mica del sistema, nel modello in esame si aumentano i valori limite di duty cycle ammissibile. 

Di conseguenza, si ammette che il motore elettrico possa lavorare nella zona di funzionamento 

intermittente a patto che ciò avvenga per poco tempo. Questa scelta è motivata dal fatto che 

l’azionamento opera in tale campo solamente nei transitori, in quanto la forza aggiuntiva pro-

porzionale all’errore, comandata dalla legge di controllo e responsabile delle sovra-correnti, agi-

sce solo in quei frangenti, resi opportunamente brevi proprio grazie all’azione del ramo di closed 

loop.  

In particolare, nel modello in esame si ammette che il modulo del duty cycle massimo sia quello 

per il quale la corrente presente nel motore è pari a cinque volte il valore di quella relativa alle 

condizioni di rated 𝐼𝑚𝑎𝑥: 

𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 =
5 ∙ 𝐼𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝑑𝑐
= 5 ∙ 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 

Si è scelto di considerare questo valore limite in quanto la corrente relativa risulta comunque 

inferiore della massima corrente ammissibile nelle condizioni di spunto 𝐼𝑠𝑝. Si osserva che la 

saturazione presente nel ramo che implementa la regolazione analogica della tensione ha dei 

valori limite pari a ±𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01, in quanto il duty cycle comandato dalla legge di controllo e 

modellato in via analogica può assumere potenzialmente un qualsiasi valore positivo o nega-

tivo, variando in maniera continua. 

Nel ramo superiore a valle del gain 𝐾𝑅𝑎, si modellizza invece la regolazione digitale della ten-

sione 𝑉𝑖𝑛 mediante la tecnica PWM. In particolare, si ricorda che attraverso di essa si traduce 

un segnale analogico in un segnale ad onda quadra ad alta frequenza, il cui valor medio coincide 

con il segnale modulante.  Per poter implementare in Simulink la modulazione digitale del se-

gnale si utilizza il blocco PWM Generator, il quale riceve in input il segnale analogico da modu-

lare, fornendo in output il segnale modulato, costituito da una serie di impulsi di ampiezza 

unitaria, alla frequenza di switching settata e con una durata dell’impulso variabile tra i periodi, 

in modo tale che l’andamento medio dell’output sia coincidente con l’input. In particolare, il 

PWM Generator traduce l’andamento continuo del duty cycle comandato dalla strategia di con-

trollo nel segnale digitale di pilotaggio delle basi dei mosfet del driver, in modo tale che questi 

possano implementare l’opportuna sequenza di accensione e spegnimento tale da modulare la 

tensione di alimentazione costante 𝑉𝐷𝐶 secondo l’andamento imposto dalla legge di controllo, 

ottenendo la tensione 𝑉𝑖𝑛 necessaria a soddisfare il comando imposto all’azionamento.   

L’output del blocco PWM Generator è un segnale impulsivo che può assumere o lo stato logico 

basso 0 o lo stato logico alto 1; tuttavia, il duty cycle comandato può essere in generale sia 

positivo sia negativo, in quanto il sistema potenzialmente è in grado di generare anche forze 

negative. Per poter tener conto di ciò nel modello Simulink, il duty cycle derivante dalla logica 

di controllo viene scomposto in modulo e segno, rispettivamente mediante i blocchi Abs e Sign. 

In particolare, il primo viene fornito in input al PWM Generator dopo essere stato 
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opportunamente saturato. Infatti, il modulo del duty cycle calcolato può assumere un qualsiasi 

valore positivo in relazione alla forza comandata e ai guadagni settati nella logica di controllo: 

coerentemente con quanto presente nel ramo relativo alla regolazione analogica della tensione, 

si imposta un upper limit pari a 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01, mentre un lower limit di 0, in quanto si considera il 

valore assoluto del segnale. Il duty cycle analogico saturato viene dunque fornito al blocco PWM 

Generator, ottenendo il segnale modulato; quest’ultimo viene infine moltiplicato per il segno me-

morizzato nell’output del blocco Sign, in modo tale da mantenere l’informazione relativa al 

verso di rotazione del rotore, a cui è legato il segno della forza erogata dal sistema.  

In questo modo, il segnale analogico del duty cycle comandato, che rappresenta l’andamento 

della tensione 𝑉𝑖𝑛 adimensionalizzata con la tensione 𝑉𝐷𝐶,  viene modulato con un’onda quadra 

di ampiezza unitaria: in particolare, questa può assumere tre valori discreti, pari a −1, 0 ed 1, 

ed inoltre ha una frequenza di 16 𝑘𝐻𝑧, pari alla frequenza di switching dei mosfet nel banco 

prova. Dato che con il segnale modulato mediante la tecnica PWM si pilotano le basi dei mosfet 

per implementare l’opportuna sequenza di apertura e chiusura di questi necessaria per regolare 

la tensione di alimentazione continua 𝑉𝐷𝐶, l’andamento del segnale di pilotaggio è il medesimo 

di quello di output del driver. In particolare, il primo rappresenta l’andamento del secondo nor-

malizzato con la tensione 𝑉𝐷𝐶: di conseguenza, per ottenere il valore della tensione regolata 𝑉𝑖𝑛 

è necessario moltiplicare l’output del blocco PWM Generator per 𝑉𝐷𝐶.   

Di seguito si riportano alcune simulazioni atte a mostrare nello specifico quanto esposto nella 

descrizione dello schema a blocchi del modello. La prima di queste ha il compito di illustrare 

due aspetti: da una parte, in che modo la nuova legge di controllo riesce a migliorare la prece-

dente, mentre dall’altra come le due regolazioni proposte forniscano a livello macroscopico i 

medesimi risultati. I parametri della simulazione e gli input sono riportati in tabella 7.4, mentre 

la risposta dinamica del sistema con regolazione analogica è mostrata nelle figure 7.11 e 7.12.   

Tabella 7.3: Parametri simulazione, modello EMA_FreMe_01 

Parametri di 

simulazione 

Metodo di integrazione Eulero a passo fisso 

Passo d’integrazione 10−6 𝑠 

Durata della simulazione 0.7 𝑠 

Tipo di input 

Tipo di input Gradino 

Forza iniziale 4 𝑁 

Forza finale 1 𝑁 

Istante di applicazione 0.3 𝑠 

Legge di controllo 
Guadagno di open loop 1 

Guadagno di closed loop 5 

 

La risposta dinamica del sistema appare subito migliore rispetto al caso precedente; infatti, il 

transitorio si riduce notevolmente ed inoltre l’azionamento riesce sia a garantire il comando 

desiderato sia a mantenerlo nel tempo una volta raggiunto. Tale risultato è dovuto alle due 

novità introdotte nel modello, vale a dire l’azione aggiuntiva del ramo di closed loop e le nuove 

limitazioni del duty cycle, impostate in maniera tale da permettere alla logica di controllo di 

agire opportunamente. Si osserva che il guadagno di closed loop 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 rende il sistema più 

rigido nel momento in cui interviene nei transitori, ossia meno sensibile ai disturbi esterni e più 

reattivo nella risposta. D’altra parte, ciò comporta una riduzione dello smorzamento dell’intero 

azionamento e per questo motivo la risposta dinamica presenta un piccolo overshoot nell’anda-

mento della forza frenante erogata. In generale, la risposta ottimale dovrebbe essere opportuna-

mente reattiva e sovra-smorzata: tale andamento viene garantito in maniera soddisfacente 
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impostando sia nel modello EMA_FreMe_01 sia nel banco prova un guadagno 𝐺𝐴𝑃 𝐶𝐿 = 5, 

ottenendo così un transitorio della durata di circa 0.25 𝑠 ed un picco di overshoot di circa 1 %.  

Figura 7.12: Comando e risposta in forza, modello EMA_FreMe_01 con reostato 

Figura 7.11: Grandezze meccaniche ed elettriche, modello EMA_FreMe_01 con reostato 



Sviluppo delle leggi di controllo 119 
 

L’evoluzione delle grandezze caratteristiche del sistema è regolata dalle stesse relazioni causa-

effetto illustrate nell’analoga simulazione effettuata con il modello EMA_FreMe_00. 

La strategia di controllo introdotta nel modello in esame genera un duty cycle comandato con 

un andamento molto differente rispetto al caso precedente. Dato che la prima logica di controllo 

implementata è caratterizzata dal solo ramo di open loop, il duty cycle da essa generato ha il 

medesimo andamento della forza desiderata 𝐹𝑖𝑛. Nel caso in esame, invece, grazie all’intervento 

del ramo di closed loop, l’andamento del duty cycle comandato dalla legge di controllo presenta 

dei picchi proprio in corrispondenza dei transitori, dove l’errore in forza è maggiore. In questo 

modo, è possibile fornire all’azionamento maggior potenza in quei frangenti, rendendolo così 

più rapido nella risposta non andando a modificare il suo comportamento a regime. In partico-

lare, proprio nei transitori agisce la limitazione sul duty cycle, che al più può valere: 

𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 =
5 ∙ 𝐼𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝑑𝑐
= 5 ∙ 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 = 0.8 

Il raggiungimento delle condizioni di saturazione è imputabile all’azione del ramo di closed 

loop: a parità di input, infatti, nel caso precedente il duty cycle non va incontro a saturazione in 

quanto è presente solamente il ramo di open loop, il quale a sua volta contiene un segnale limi-

tato tra ± 4 𝑁. Inoltre, si osserva che a transitorio esaurito, il duty cycle comandato dalla nuova 

legge di controllo si stabilizza su un asintoto orizzontale: in queste condizioni la forza coman-

data, che poi si traduce in un duty cycle corrispondente, coincide con 𝐹𝑖𝑛 a testimonianza del 

fatto che è proprio grazie all’azione del ramo di open loop che è possibile mantenere la forza 

desiderata nel tempo. 

Noto che l’andamento del duty cycle comandato è il medesimo della tensione 𝑉𝑖𝑛 normalizzata 

con 𝑉𝐷𝐶, la massima tensione imposta al motore è pari a: 

𝑉𝑖𝑛,𝑚𝑎𝑥 = 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 ∙ 𝑉𝐷𝐶 = 19.2 𝑉 

Quando dunque il sistema lavora in condizioni per cui il duty cycle entra in saturazione, la legge 

di controllo non riesce a fornire al sistema tutta la forza comandata, tradotta a sua volta in un 

segnale di tensione: di conseguenza, la risposta diventa più lenta di quello che potrebbe essere 

senza le limitazioni. Tuttavia, le condizioni di saturazione durano poco rispetto ai transitori, 

dunque non influenzano in maniera eccessiva la risposta dinamica dell’intero azionamento.  

Il miglioramento di quest’ultima, dovuto al contributo aggiuntivo del closed loop e alle nuove 

limitazioni del duty cycle, viene ottenuto a discapito della presenza di sovra-correnti, che al più 

possono raggiungere un valore di 5 ∙ 𝐼𝑚𝑎𝑥 e che si traducono in coppie motrici superiori al limite 

di 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥. In figura 7.11 la linea tratteggiata in verde indica la massima corrente ammissibile in 

condizioni continuative 𝐼𝑚𝑎𝑥: noto che l’andamento di 𝑇𝑀 è il medesimo di quello della corrente 

attraverso la costante 𝐺𝑀, essa indica il limite oltre il quale il motore lavora nella zona di fun-

zionamento intermittente. Analogamente, l’altro limite di tale campo è segnato con la linea 

tratteggiata viola, che rappresenta la velocità di attuazione a vuoto. Queste soglie vengono su-

perate solamente nei transitori e ciò avviene per intervalli di tempo dell’ordine dei due centesimi 

di secondo, ritenuti accettabili per l’applicazione in esame.  

In conclusione, la nuova strategia di controllo rende il sistema meno sensibile ai disturbi esterni 

e più reattivo nella risposta, garantendo una convergenza più rapida alla forza desiderata ed il 

mantenimento della stessa nel tempo. Ciò avviene in quanto il motore lavora fuori dal campo 

di funzionamento continuativo per pochi istanti nei transitori: ciò è ritenuto accettabile perché 

questi sono stati resi opportunamente brevi proprio grazie all’azione del ramo di closed loop.  
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Ripetendo la medesima simulazione considerando la regolazione della tensione mediante la 

tecnica PWM, si ottiene la risposta dinamica illustrata nelle figure 7.13 e 7.14. 

Figura 7.14: Comando e risposta in forza, modello EMA_FreMe_01 con PWM 

Figura 7.13: Grandezze meccaniche ed elettriche, modello EMA_FreMe_01 con PWM 
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L’andamento medio del segnale modulato del duty cycle, rappresentato dalla curva rossa in 

figura, è stato ricavato mediante l’azione di due filtri passa basso disposti in cascata, caratteriz-

zati da una costante di tempo 𝜏 = 10−4 𝑠. Il loro impiego ha permesso di eliminare il disturbo 

in alta frequenza: a meno di un leggero ritardo dovuto ai filtri, si osserva che il segnale così 

ottenuto coincide con quello generato dalla regolazione analogica. Perciò, dato che il duty cycle 

è l’andamento adimensionale della tensione d’ingresso al motore 𝑉𝑖𝑛, in entrambi i casi si forni-

sce mediamente il medesimo input al motore, che di conseguenza risponde in maniera analoga. 

In particolare, nel caso di regolazione digitale della tensione l’azionamento fornisce a livello 

macroscopico i medesimi risultati ottenuti con l’utilizzo di un reostato, in termini sia di forza 

generata sia delle grandezze meccaniche ed elettriche che lo caratterizzano. In particolare, que-

ste ultime presentano degli andamenti impulsivi che mediamente sono uguali a quelli ottenuti 

con la regolazione analogica. Per questo motivo, nelle simulazioni seguenti si ipotizza l’impiego 

di quest’ultima regolazione, in modo tale da leggere in maniera più agevole gli andamenti delle 

grandezze interne al motore.  

La seconda simulazione proposta ha il compito di mostrare l’importanza del guadagno unitario 

nel ramo di open loop. In particolare, gli input forniti al sistema sono riportati sempre in tabella 

7.4, con la differenza che nel caso in esame si effettua una duplice analisi variando il guadagno 

𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿.  

Figura 7.15: Risposta del sistema al variare del guadagno del ramo di open loop, modello EMA_FreMe_01 
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In primis, nel grafico in alto in figura 7.15 si mostra come non sia possibile migliorare la strategia 

di controllo presente nel primo modello proposto andando solamente ad introdurre un guada-

gno nel ramo di open loop diverso da 1; in questo caso, la simulazione è stata effettuata al 

variare di 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿 considerando 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 = 0. Il secondo grafico, invece, illustra come il 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿 

presente nel ramo d’azione non possa che essere unitario, anche con la presenza del ramo di 

closed loop; questa seconda simulazione è stata fatta sempre al variare di 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿, ponendo però 

𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 = 5. L’aspetto comune ad entrambe le situazioni è il seguente: al variare del guadagno 

del ramo d’azione, cambia il valore della forza garantita a transitorio esaurito. All’aumentare 

di tale guadagno, il sistema effettivamente raggiunge prima la forza desiderata, ma non per 

mantenerla nel tempo, bensì per poter raggiungere la forza comandata dalla legge di controllo, 

proporzionale a  𝐹𝑖𝑛 attraverso il 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿. Di conseguenza, il guadagno del ramo d’azione non 

può che essere unitario, perché la forza che il sistema deve garantire a regime non deve essere 

attenuata o amplificata rispetto al comando desiderato, bensì deve essere proprio pari a 𝐹𝑖𝑛. 

Appurato che il guadagno nel ramo di open loop è unitario nel controllo in forza di un sistema, 

la terza simulazione propone lo studio della risposta dinamica di quest’ultimo al variare del 

𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿. Anche in questo caso, i parametri di simulazione sono i medesimi delle precedenti, ri-

portati in tabella 7.4, mentre i risultati della stessa sono mostrati nelle figure 7.16 e 7.17.  

Si osserva che il 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 agisce in maniera proporzionale all’errore in forza, con l’obiettivo di 

annullarlo istante per istante. In generale, all’aumentare di tale parametro aumenta la rigidezza 

complessiva del sistema nel momento in cui esso interviene, rendendo quest’ultimo meno sen-

sibile ai disturbi esterni e più rapido nella risposta. D’altro canto, l’incremento del 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 causa 

una riduzione dello smorzamento dell’intero azionamento, che si traduce in una risposta dina-

mica che, prima di stabilizzarsi sul valore di regime, è caratterizzata da oscillazioni più ampie. 

In generale, infatti, grazie al contributo dato dal ramo di closed loop, si raggiunge in meno 

tempo la forza desiderata 𝐹𝑖𝑛, in quanto quest’ultima risulta inferiore rispetto alla forza coman-

data dalla legge di controllo a cui il sistema tende. Non appena quest’ultimo eroga una forza 

maggiore di quella desiderata, l’errore in input al controllo diventa negativo così come la forza 

correttiva del ramo di closed loop. Di conseguenza, il sistema tende verso una nuova forza co-

mandata inferiore a 𝐹𝑖𝑛, in modo tale da ridurre più rapidamente quella effettivamente erogata 

dal motore. Questa logica, per opportuni valori di 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿, permette di far convergere più rapi-

damente la forza generata dall’azionamento a quella desiderata. Se tale parametro assume valori 

Figura 7.16: Risposta del sistema al variare del guadagno di closed loop, modello EMA_FreMe_01 
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troppo elevati, la risposta dinamica del sistema presenta overshoot ed undershoot causati pro-

prio dall’eccessivo contributo dato dal ramo di closed loop. All’aumentare di quest’ultimo, in-

fatti, aumenta la discrepanza tra forza comandata dalla legge di controllo e quella desiderata, 

causando dunque un’oscillazione maggiore della risposta prima che quest’ultima si stabilizzi al 

valore di regime.   

È possibile osservare quanto detto nel grafico che mostra l’andamento della forza generata dal 

sistema a seguito del comando 𝐹𝑖𝑛. Ipotizzando un guadagno unitario, l’azionamento non riesce 

a garantire la forza desiderata in tempi opportuni. Aumentando il parametro in esame, si osserva 

che se da una parte la risposta dinamica del sistema presenta dei transitori sempre più brevi, 

dall’altra essa risulta sempre meno smorzata: per alti valori di 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿, infatti, si raggiunge in 

meno tempo la forza desiderata 𝐹𝑖𝑛, ma prima di stabilizzarsi su tale valore il sistema oscilla 

attorno al comando. Tuttavia, si evidenzia che al variare del guadagno in esame non cambia la 

risposta a regime dell’azionamento, il quale mantiene la forza richiesta.  

 

Figura 7.17: Andamento del duty cycle e della corrente al variare del guadagno di closed loop, modello EMA_FreMe_01 
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All’aumentare del 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 aumenta il peso del contributo del closed loop nei transitori, che si 

traduce nell’aumento della forza correttiva fornita da quest’ultimo. Di conseguenza, noto che 

la forza comandata dalla legge di controllo ed il duty cycle corrispondente presentano la mede-

sima evoluzione temporale, anche l’andamento della tensione di input 𝑉𝑖𝑛 cambia al variare del 

guadagno. Ciò che tuttavia non varia nella simulazione in esame è il limite massimo del duty 

cycle: per questo motivo, all’aumentare del 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 aumenta l’intervallo di tempo in cui il sistema 

è in condizione di saturazione. In particolare, in questo frangente non cambia il picco massimo 

di corrente e nemmeno la durata in cui è presente una sovra-corrente tra le diverse situazioni 

analizzate in cui il duty cycle satura. La differenza sostanziale riguarda l’evoluzione temporale 

di tale grandezza a valle della saturazione, in quanto questa è caratterizzata da un andamento 

oscillatorio che si va a stabilizzare sulla condizione di regime. In particolare, all’aumentare del 

𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 aumenta l’overshoot di corrente a valle della saturazione del duty cycle, in termini sia di 

picco massimo raggiunto sia dell’intervallo di tempo in cui il sistema presenta una corrente su-

periore a 𝐼𝑚𝑎𝑥: di conseguenza, aumenta il tempo nel transitorio in cui l’azionamento opera al 

di fuori del campo di funzionamento continuativo.  

In conclusione, si desidera che la risposta del sistema sia opportunamente reattiva e sovra-smor-

zata. Per questo motivo, la scelta del valore del guadagno del ramo di closed loop è data da un 

compromesso, con cui si cerca il valore ottimale tale da garantire da una parte brevi transitori e 

piccole oscillazioni nella risposta in forza, dall’altra il minimo intervallo di tempo in cui il mo-

tore lavora nella zona di funzionamento intermittente. Da queste considerazioni deriva la scelta 

di considerare un guadagno 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 = 5 sia nel banco prova sia nei modelli relativi.  

Definiti i guadagni della logica di controllo, s’intende ora analizzare un altro aspetto importante 

di quest’ultima, vale a dire la saturazione in forza presenze nel ramo di open loop, come mo-

strato in figura 7.9.  La quarta simulazione proposta, i cui parametri sono riportati in tabella 

7.5, ha dunque l’obiettivo di illustrare il compito di tale limitazione, facendo vedere come ri-

sponderebbe il sistema senza di essa. 

Tabella 7.4: Parametri simulazione senza saturazione in forza, modello EMA_FreMe_01 

Parametri di 

simulazione 

Metodo di integrazione Eulero a passo fisso 

Passo d’integrazione 10−6 𝑠 

Durata della simulazione 0.7 𝑠 

Tipo di input 

Tipo di input Gradino 

Forza iniziale 5 𝑁 

Forza finale 1 𝑁 

Istante di applicazione 0.3 𝑠 

Legge di controllo 
Guadagno di open loop 1 

Guadagno di closed loop 5 

Saturazioni 
Massima forza richiesta Non presente 

Duty cycle massimo 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 

 

In figura 7.18 si riportano i risultati della simulazione. Ipoteticamente, l’azionamento riesce a 

garantire la forza richiesta, presentando una risposta dinamica caratterizzata sia da un breve 

transitorio sia dal mantenimento nel tempo del comando richiesto. È inoltre possibile notare 

l’azione della saturazione del duty cycle, in quanto nel motore non sono mai presenti correnti 

superiori al limite concesso di 5 ∙ 𝐼𝑚𝑎𝑥: logicamente, a seguito di un comando maggiore rispetto 

a quello riportato in tabella 7.4, aumenta l’intervallo di tempo in cui il duty cycle è saturato, 

anche se il picco di corrente nel transitorio risulta comunque opportunamente breve.  
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Tuttavia, si osserva che per mantenere nel tempo la forza desiderata la corrente presente rimane 

costantemente sopra la soglia massima, così come la coppia corrispondente. Di conseguenza, a 

regime il motore lavora continuativamente nella zona di funzionamento intermittente e tale 

situazione non è ammissibile, in quanto il motore si degraderebbe a causa delle eccessive tem-

perature presenti. Per questo motivo nei modelli proposti si introduce nel ramo di open loop 

una saturazione sulla massima forza richiedibile all’azionamento, con il compito di evitare che 

il sistema debba erogare continuamente una forza che comporti il mantenimento nel tempo di 

una coppia motrice superiore a quella relativa alle condizioni di rated. In particolare, si consi-

dera una forza limite pari in modulo a: 

𝐹𝑠𝑎𝑡 = 4 𝑁 

In questo modo la massima coppia erogata dal motore in condizioni continuative è pari a: 

𝑇𝑠𝑎𝑡 = 𝐹𝑠𝑎𝑡 ∙ 𝑏 = 0.038 𝑁𝑚 

Si osserva che quest’ultima risulta leggermente inferiore rispetto al valore limite 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 , in 

modo tale da considerare un opportuno margine di sicurezza.  

Figura 7.18: Risposta dinamica dell'azionamento senza la saturazione in forza, modello EMA_FreMe_01 
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Per concludere la trattazione relativa alla strategia di controllo del modello in esame, si studia 

la risposta di quest’ultimo in condizioni di elevato attrito. In particolare, si effettua un confronto 

con la risposta fornita dal primo modello proposto a parità di condizioni, riportate in tabella 

7.6. La risposta di entrambi i modelli è mostrata nelle figure 7.19 e 7.20.  

Tabella 7.5: Parametri simulazione con attrito elevato, confronto tra modello EMA_FreMe_01 e precedente 

Parametri di 

simulazione 

Metodo di integrazione Eulero a passo fisso 

Passo d’integrazione 10−6 𝑠 

Durata della simulazione 0.7 𝑠 

Tipo di input 

Tipo di input Gradino 

Forza iniziale 4 𝑁 

Forza finale 1 𝑁 

Istante di applicazione 0.3 𝑠 

Legge di controllo 
Guadagno di open loop 1 

Guadagno di closed loop 5 

Saturazioni 
Massima forza richiedibile 𝐹𝑠𝑎𝑡 

Duty cycle massimo 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 

Attrito 

Massima coppia di attrito 
statico 

0.4 ∙ 𝑇𝑀,𝑚𝑎𝑥 

Coppia d’attrito dinamico 0.5 ∙ 𝐹𝑆𝑀 

 

Per poter simulare la strategia di controllo implementata nel primo modello attraverso quella 

attuale, si è imposto che il guadagno del ramo di closed fosse nullo. Tuttavia, si è scelto di non 

modificare la limitazione del duty cycle: in questo modo infatti, è possibile osservare come va-

rierebbe la risposta del primo modello proposto cambiando solo tale limite di saturazione. In 

questo caso, l’andamento della coppia motrice presenta un picco superiore alla soglia di funzio-

namento continuativo per un breve periodo, in accordo con la nuova saturazione imposta. Ciò 

permette al sistema di raggiungere una forza leggermente superiore a quella mostrata in figura 

7.8: tuttavia, tale modifica risulta comunque insufficiente per poter garantire una risposta in 

linea con i requisiti relativi all’azionamento di un freno aeronautico.  

 

Figura 7.19: Andamento delle forze erogate con elevato attrito, confronto tra modello EMA_FreMe_01 e precedente 
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Analizzando l’andamento della forza erogata dal motore, si osserva che il primo modello pre-

senta una risposta caratterizzata da un transitorio decisamente più lungo rispetto al secondo, 

tanto che la forza non riesce a tendere alla condizione di regime. D’altra parte, l’andamento 

relativo alla logica di controllo in closed loop raggiunge effettivamente un valore di regime, ma 

leggermente inferiore rispetto a quello desiderato: a causa dell’elevato attrito, infatti, il rotore si 

ferma prima di raggiungere la condizione tale per cui riesce ad erogare la forza 𝐹𝑖𝑛. La presenza 

di un errore stazionario diverso da zero potrebbe suggerire l’introduzione di un controllo di tipo 

PI nel ramo di closed loop, nel caso in cui il sistema debba lavorare in condizioni di elevato 

attrito, in modo tale da avere un contributo integrativo che garantisca il raggiungimento della 

forza desiderata a regime.  

 

Nell’istante in cui la forza desiderata passa dal valore iniziale a quello finale, i due modelli 

rispondono in maniera completamente differente. Il primo, rappresentato in magenta in figura 

7.20, è caratterizzato da una coppia risultante con un andamento che, dopo un piccolo over-

shoot, si stabilizza su un valore costante inferiore alla massima coppia di attrito statico. Il 

Figura 7.20: Andamento di coppia risultante e velocità con elevato attrito, confronto tra modello EMA_FreMe_01 e precedente 
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problema è che ciò coincide con il momento in cui il rotore sta invertendo il moto per poter 

allentare l’elastico per ridurre la forza erogata: infatti, il picco di coppia risultante avviene prima 

che il motore si fermi, come testimoniato dalla retta verticale in figura che identifica l’istante in 

cui la velocità del motore si annulla. Di conseguenza, dato che nell’istante di arresto del motore 

la coppia risultante agente su di esso è inferiore rispetto alla massima coppia di attrito statico, 

l’azionamento si blocca, non riuscendo ad arrivare alla posizione tale da garantire la forza desi-

derata 𝐹𝑖𝑛. D’altra parte, la logica di controllo presente nel secondo modello permette di avere 

una coppia risultante nelle condizioni di arresto superiore al valore di 𝐹𝑆𝑀, come mostrato in 

figura 7.20 dalle curve blu e verde. Perciò, il sistema riesce nuovamente a spuntare nel momento 

in cui avviene l’inversione del senso di rotazione del motore, riuscendo così a raggiungere una 

condizione di regime migliore rispetto al modello che contempla solo il ramo di open loop. 

Tuttavia, come nel caso precedente, è presente un errore stazionario dovuto proprio dall’elevato 

attrito, che causa l’arresto del rotore poco prima che questo raggiunga la posizione tale da ga-

rantire esattamente il comando desiderato.  

In definitiva, si osserva che per l’azionamento in questione è ragionevole considerare coppie di 

attrito intorno al 4 % della coppia massima erogabile in condizioni continuative: la simulazione 

sopra trattata, dunque, ha il solo compito di mostrare che, grazie alla legge di controllo presente 

nel modello EMA_FreMe_01, è possibile gestire in maniera migliore rispetto alla precedente 

anche condizioni decisamente ostili ed improbabili, come quella analizzata. 

In conclusione, l’ultima simulazione proposta relativa al modello in esame mostra una peculia-

rità del banco prova. Come riportato in figura 7.9, infatti, è presente una saturazione in forza 

sul segnale in retroazione, in aggiunta a quella sul ramo di open loop: a differenza di quest’ul-

tima, tale limitazione non svolge alcun ruolo nella logica di controllo, bensì permette di simulare 

l’effetto che una forza di disturbo può avere su di essa. Nel banco prova, in particolare, nella 

condizione in cui il cavo elastico non è sottoposto ad una forza di trazione e dunque la forza 

frenante esercitata dall’azionamento è nulla, il sensore di forza rileva comunque un segnale non 

nullo, in quanto è influenzato dalla forza peso del collegamento cedevole. Dunque, la satura-

zione del segnale di feedback ha il compito di modellare questa caratteristica costruttiva del 

sistema, tenendo traccia della forza residua misurata dalla cella di carico. L’ultima simulazione 

proposta, i cui parametri sono riportati in tabella 7.7, intende mostrare come l’offet di forza in 

questione possa influenzare la risposta del sistema se sottoposto a determinati input.  

Tabella 7.6: Parametri simulazione con effetto dell'offset della cella di carico, modello EMA_FreMe_01 

Parametri di 

simulazione 

Metodo di integrazione Eulero a passo fisso 

Passo d’integrazione 10−6 𝑠 

Durata della simulazione 0.7 𝑠 

Tipo di input 

Tipo di input Gradino 

Forza iniziale 4 𝑁 

Forza finale 0 𝑁 

Istante di applicazione 0.3 𝑠 

Legge di controllo 
Guadagno di open loop 1 

Guadagno di closed loop 5 

Saturazioni 

Massima forza richiedibile ±𝐹𝑠𝑎𝑡 

Upper limit forza frenante Non presente 

Lower limit forza frenante 0.2 𝑁 

Duty cycle massimo 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 



Sviluppo delle leggi di controllo 129 
 

Quando al sistema viene richiesto di fornire una forza pari al valore iniziale del comando, esso 

risponde esattamente allo stesso modo mostrato nelle simulazioni precedenti e con le stesse re-

lazioni causa-effetto tra le grandezze caratteristiche. Nel momento in cui, invece, si annulla il 

comando di forza imposto, simulando la condizione in cui il pilota solleva i piedi dai pedali a 

seguito di una frenata, la risposta del sistema diverge a causa di un conflitto tra l’offset di forza 

misurato dalla cella di carico e la legge di controllo. In particolare, a seguito del comando a 

gradino, il rotore ruota in modo tale da allentare l’elastico, così da ridurre la forza erogata dal 

motore. Tale tendenza continua fino a che il cavo elastico non si allenta completamente: nono-

stante questa situazione corrisponda a quella desiderata, in quanto il motore effettivamente non 

eroga più alcuna forza, la cella di carico presente nel banco prova rileva comunque un segnale 

diverso da zero. Come si può osservare in figura 7.21, infatti, la forza frenante rilevata dal sen-

sore tende alla forza desiderata, ma non la raggiunge, saturando ad un valore pari a 0.2 𝑁 che 

impedisce il raggiungimento del comando. Nonostante, dunque, il rotore abbia raggiunto la 

posizione richiesta, in input al ramo di closed loop è presente un errore in forza residuo pari a: 

𝑒𝑟𝑟𝐹 = 𝐹𝑖𝑛 − 𝐹𝑜𝑓𝑓𝑠𝑒𝑡 = −0.2 𝑁 

 

Di conseguenza, la legge di controllo comanda una forza negativa con l’obiettivo di annullare 

tale errore. Così facendo però, viene imposto al rotore di continuare a ruotare nel medesimo 

senso con cui si è allentato l’elastico, con l’illusione di poter continuare a far decrescere la forza 

effettivamente erogata dal motore. Dato che il collegamento cedevole è già nella condizione in 

cui la forza generata è nulla, a differenza di quanto letto dal sensore, tale comando ne causa il 

riavvolgimento nel rocchetto. Ciò comporta che l’elastico risulti nuovamente sottoposto ad una 

forza di trazione sempre maggiore rispetto a quella misurata precedentemente e letta sempre 

come positiva dalla cella di carico, in quanto diretta da quest’ultima al motore. In questo modo, 

l’errore in forza che arriva in input alla logica di controllo diverge in poco tempo, incrementando 

sempre di più la forza correttiva fornita dal ramo di closed loop. Come si può osservare nel 

grafico in basso in figura 7.22, dato che la forza desiderata è nulla, l’andamento dell’errore è 

analogo a quello del duty cycle: inoltre, rimane comunque attiva la saturazione di quest’ultimo, 

che tuttavia non impedisce la divergenza della risposta dinamica del sistema. In qualche decimo 

di secondo a valle del gradino in forza, infatti, l’azionamento riavvolge il cavo elastico di circa 

un metro, raggiungendo velocità ampiamente oltre la velocità di attuazione a vuoto.    

Figura 7.21: Andamento forza erogata con offset cella di carico, modello EMA_FreMe_01 
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In definitiva, si osserva che il modello proposto rappresenta in maniera fedele il comportamento 

fisico del sistema montato nel banco prova, implementando una regolazione in tensione sia 

analogica sia digitale e tenendo conto di ciò che avviene nel momento in cui si annulla il co-

mando fornito in input. In particolare, l’ultimo problema esposto viene risolto a livello hardware 

imponendo un limite minimo sul segnale derivante dai sensori di Hall: esso è proporzionale al 

numero di giri del motore, che a sua volta è proporzionale all’allungamento del cavo elastico e 

di conseguenza al carico agente sul motore. In questo modo, nel momento in cui l’elastico è 

completamente allentato si impedisce che il filo ad esso collegato si riavvolga nel rocchetto, a 

seguito del conflitto esistente tra la logica di controllo e l’offset di forza misurato dalla cella di 

carico nel momento in cui si annulla il comando in forza imposto al sistema. Si osserva comun-

que che tale fenomeno è dovuto ad una peculiarità costruttiva del banco prova: nella realtà, 

l’elastico viene sostituito da una trasmissione meccanica vera e propria e dunque, a patto di 

installare sensori opportuni, tale situazione di conflitto non si presenta. 

 

Figura 7.22: Andamento di grandezze caratteristiche del sistema con offset della cella di carico, modello EMA_FreMe_01 
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7.2.3 Modello EMA_FreMe_02 

Dopo aver rappresentato in maniera fedele il comportamento fisico del sistema ed impostato 

una prima logica di controllo in forza, il terzo modello studiato propone un’ulteriore evoluzione 

di quest’ultima: in particolare, la novità introdotta consiste nell’implementazione di una satura-

zione dinamica del duty cycle.  

Come mostrato in precedenza, la risposta dinamica ottenuta con il modello EMA_FreMe_01 

risulta soddisfacente, in quanto il sistema dimostra sia una buona reattività sia la capacità di 

mantenere la forza desiderata a regime. Si ricorda infatti che queste caratteristiche sono dovute 

rispettivamente all’azione del ramo di closed loop e di open loop presenti nella logica di con-

trollo ed inoltre ad un’opportuna saturazione del duty cycle. Tuttavia, tale risultato è stato otte-

nuto facendo lavorare il motore al di fuori della zona di funzionamento continuativo per brevi 

istanti nei transitori, esponendolo dunque a sovra-correnti.  

Confrontando la risposta al medesimo input mostrata nelle figure 7.8 e 7.20 − in quest’ultima 

si fa riferimento alla soluzione che prevede il solo ramo di open loop −, si osserva che a pari 

legge di controllo l’andamento della corrente è influenzato dalla limitazione imposta sul duty 

cycle. In particolare, in virtù dei limiti di saturazione presenti nel primo modello, l’evoluzione 

temporale di tale grandezza in figura 7.8 non supera mai la soglia relativa alle condizioni di 

rated, a differenza di quanto avviene nel secondo caso, in cui il massimo modulo di duty cycle 

è tale da ammettere una corrente massima pari a 5 ∙ 𝐼𝑚𝑎𝑥. Dunque, il fatto di poter permettere 

al sistema di lavorare per piccoli intervalli di tempo nella zona di funzionamento intermittente 

è imputabile a come vengono scelti i limiti di saturazione del duty cycle. Inoltre, dall’analisi 

effettuata in riferimento alle figure 7.19 e 7.20, si osserva che, a parità di input e di saturazione 

sul massimo modulo di duty cycle ammissibile, la risposta dinamica cambia decisamente in 

virtù della logica di controllo implementata. In particolare, la forza comandata dall’azione si-

nergica dei rami di closed loop e di open loop permette di ottenere un risultato soddisfacente, 

sia in termini di brevità dei transitori sia di capacità dell’azionamento di mantenere la forza 

desiderata nel tempo.  

Tenendo presente tutte le considerazioni sopra esposte, il terzo modello si pone l’obiettivo di 

raffinare la strategia di controllo, cercando di migliorare l’andamento della corrente senza an-

dare a variare la risposta in forza del sistema. Per far ciò, si è scelto di considerare la medesima 

logica di controllo introdotta precedentemente, con gli stessi guadagni, e di sostituire la satura-

zione statica del duty cycle con una dinamica. Come si può vedere in figura 7.23, infatti, lo 

schema a blocchi del controller presenta tutti gli elementi introdotti in precedenza. In partico-

lare, la forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 nel ramo di open loop, che viene saturata entro i medesimi limiti di 

forza massima richiedibile all’azionamento ±𝐹𝑠𝑎𝑡, viene corretta nei transitori dal contributo 

del ramo di closed loop, che amplifica attraverso il guadagno 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 l’errore in forza, dato a sua 

Figura 7.23: Controller modello EMA_FreMe_02 
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volta dalla differenza tra la forza richiesta e quella che istantaneamente è generata dall’aziona-

mento − anche in questo caso quest’ultimo segnale viene saturato in modo tale da tener conto 

dell’offset della cella di carico presente nel sistema reale. La forza comandata dalla legge di 

controllo viene dunque tradotta in un corrispondente valore di duty cycle attraverso il guadagno 

di feedforward, che comprende anche la resistenza aggiuntiva dovuta ai dispositivi elettronici 

presenti nel banco prova grazie al guadagno 𝐾𝑅𝑎: 

𝐾𝐹𝐹 =
𝐷𝐶[−]

𝐹[𝑁]
=

10

6
∙

𝑏
𝐺𝑀 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 

Come mostrato in figura 7.23, il modello in esame presenta entrambe le modalità di regolazione 

in tensione, anche se tra le due è presente una sostanziale differenza. Da una parte, infatti, la 

modulazione della tensione mediante reostato viene implementata allo stesso modo del caso 

precedente, non introducendo di fatto alcun aspetto innovativo in merito. Dall’altra, invece, 

nella modellazione della tecnica PWM si propone un nuovo modo di imporre la limitazione del 

duty cycle, utilizzando una saturazione dinamica.  

L’obiettivo del modello è infatti quello di migliorare l’andamento della corrente presente 

nell’azionamento, cercando di limitare le condizioni in cui questa supera il valore di rated. In 

quest’ottica, dato che la novità in esame è presente solo nel ramo che simula la tecnica PWM, 

non si modifica il limite inferiore del duty cycle, che rimane costantemente pari a 0, bensì si fa 

in modo che il limite massimo dello stesso vari nel tempo in relazione alla corrente istantanea 

presente nel motore. In questo modo, si rende quest’ultima soglia sensibile alla corrente effettiva 

dell’azionamento, in maniera tale da adattarla coerentemente allo stato del motore con lo scopo 

di limitare le condizioni in cui esso lavora al di fuori della zona di funzionamento continuativo.  

Il diagramma a blocchi in figura 7.24 implementa il controllo attraverso cui si adatta il valore 

del massimo di duty cycle ammissibile allo stato del sistema. Esso riceve in input il segnale in 

retroazione della corrente che istantaneamente circola nel motore, sopra indicato con la sigla 

Cor, tramite cui si calcola l’errore in corrente: 

𝑒𝑟𝑟𝐼 = 𝐼𝑚𝑎𝑥 − |𝐶𝑜𝑟| 

In particolare, il parametro 𝑒𝑟𝑟𝐼 indica quanto la corrente istantanea si discosta dal valore rela-

tivo alle condizioni di rated: facendo riferimento alla caratteristica meccanica, esso rappresenta 

di quanto il punto di lavoro del sistema sia lontano dalla zona di funzionamento intermittente. 

L’errore in corrente viene moltiplicato per un guadagno pari a: 

𝐺𝐴𝑃𝐼 =
𝐷𝐶 [−]

𝑒𝑟𝑟𝐼 [𝐴]
= 25 

ottenendo così un valore di duty cycle massimo direttamente proporzionale all’errore. In se-

guito, il segnale appena calcolato viene saturato entro due valori limite. In particolare, la soglia 

Figura 7.24: Schema a blocchi del controllo del 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥, modello EMA_FreMe_02 
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minima coincide con quella massima imposta nel primo modello analizzato, in corrispondenza 

della quale nel motore scorre la corrente 𝐼𝑚𝑎𝑥, mentre il più alto valore che può assumere il duty 

cycle massimo è pari a 1. In tabella 7.8 si riportano le saturazioni sopra citate con i corrispon-

denti valori di errore in corrente. 

Tabella 7.7: Saturazione dinamica sul 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋, modello EMA_FreMe_02 

 Duty cycle massimo 𝑫𝑪𝑴𝑨𝑿 Errore in corrente 𝒆𝒓𝒓𝑰 

Lower limit 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 =
𝐼𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝑑𝑐
 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁 =

1

25
∙
𝐼𝑚𝑎𝑥 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝑑𝑐
 

Upper limit 1 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋 =
1

25
 

 

A queste limitazioni corrisponde la seguente casistica, come mostrato in figura 7.25: 

• Se 𝑒𝑟𝑟𝐼 < 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁, allora il duty cycle massimo è pari al valore minimo di 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 ; 

 

• Se 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁 < 𝑒𝑟𝑟𝐼 < 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋, allora il duty cycle massimo è direttamente proporzio-

nale all’errore in corrente; 

 

• Se 𝑒𝑟𝑟𝐼 > 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋, allora il duty cycle massimo è pari a 1. 

Se l’errore in corrente risulta inferiore rispetto alla soglia minima 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁, significa che la cor-

rente istantaneamente presente nell’azionamento si discosta per meno di un 0.6 % dal valore di 

𝐼𝑚𝑎𝑥, di conseguenza il punto di funzionamento del motore è molto vicino al limite continua-

tivo. In questa situazione, il sistema cambia automaticamente il limite massimo di duty cycle 

imponendolo pari a 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 , in maniera tale da allontanare rapidamente il motore dalle con-

dizioni di rated. D’altra parte, un errore in corrente superiore a 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋 indica che la corrente 

che circola nell’azionamento differisce dal valore corrispondente al limite continuativo di 

Figura 7.25: Saturazione dinamica sul 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋, modello EMA_FreME_02 
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almeno un 4 %: dato che in queste condizioni si ritiene che il punto di funzionamento sia suffi-

cientemente distante rispetto alle condizioni di rated, il sistema imposta automaticamente il 

limite massimo del duty cycle a 1. A differenza del modello precedente, in cui tale valore era 

costantemente pari a 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,01 , nel caso in esame è possibile sfruttare un 20 % in più di duty 

cycle in maniera sicura. In questo modo, attraverso una logica incentrata sull’errore in corrente, 

è dunque possibile variare nel tempo il limite massimo di duty cycle adattandolo allo stato del 

sistema, rendendolo così più sicuro a parità di prestazioni.  

Si riporta ora una simulazione, con l’obiettivo di illustrare nel dettaglio la logica di controllo 

esposta nella descrizione dello schema a blocchi del controller. In particolare, i parametri di 

simulazione, riportati in tabella 7.8, sono i medesimi forniti ai modelli precedenti, in modo tale 

da poter cogliere le differenze ed i miglioramenti della risposta del sistema dovuti all’evoluzione 

del controllo in forza. Si osserva che, essendo la saturazione dinamica implementata nel ramo 

che modellizza la regolazione digitale della tensione, le grandezze che caratterizzano l’aziona-

mento evolvono in modo impulsivo. Per semplicità di lettura, nei grafici relativi si riportano gli 

andamenti medi di tali grandezze.  

Tabella 7.8: Parametri simulazione, modello EMA_FreMe_02 

Parametri di 

simulazione 

Metodo di integrazione Eulero a passo fisso 

Passo d’integrazione 10−6 𝑠 

Durata della simulazione 0.7 𝑠 

Tipo di input 

Tipo di input Gradino 

Forza iniziale 4 𝑁 

Forza finale 1 𝑁 

Istante di applicazione 0.3 𝑠 

Legge di controllo 

Guadagno di open loop 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿 1 

Guadagno di closed loop 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 5 

Guadagno anello in corrente 𝐺𝐴𝑃𝐼 25 1 𝐴⁄    

 

L’andamento della forza generata dal sistema è analogo a quello mostrato in figura 7.12, a di-

mostrazione del fatto che la novità introdotta nel modello non ne comporta un cambiamento. 

Inoltre, non essendo variati i guadagni 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿 e 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿, la forza comandata dalla logica di con-

trollo è la medesima del caso precedente, così come il duty cycle ad essa corrispondente. Ciò 

che cambia è come questo viene saturato: se nella simulazione in figura 7.11 il modulo del mas-

simo duty cycle ammissibile è costantemente pari a 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥,01, nel caso in esame tale limite cam-

bia nel tempo in virtù dello stato del sistema, comportando un netto miglioramento dell’evolu-

zione temporale della corrente. 

Nell’istante iniziale della simulazione, dato che la corrente che effettivamente circola nel motore 

è nulla, è presente il massimo errore 𝑒𝑟𝑟𝐼 pari a 𝐼𝑚𝑎𝑥: di conseguenza, il 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥 satura istanta-

neamente a 1. Immediatamente dopo ciò, la corrente effettiva aumenta molto rapidamente, in 

accordo con quanto avviene nell’intorno delle condizioni di spunto. Per questo motivo, l’errore 

𝑒𝑟𝑟𝐼 diminuisce molto velocemente, così come il corrispondente valore di 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥: questo rag-

giunge un minimo locale che non coincide con il lower limit in tabella 7.8, in quanto l’errore 

𝑒𝑟𝑟𝐼 non diventa inferiore al valore di soglia 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁.  

 



Sviluppo delle leggi di controllo 135 
 

 

Figura 7.26: Andamento di duty cycle e tensioni con comando decrescente, modello EMA_FreMe_02  

Figura 7.27: Andamento della forza generata dall’azionamento con comando decrescente, modello EMA_FreMe_02 
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Si osserva che la dinamica appena esposta si verifica in qualche frazione di millisecondo: in 

seguito, il duty cycle massimo presenta un andamento crescente con il tempo. Ciò è dovuto 

all’azione della forza controelettromotrice che interviene non appena il rotore comincia a muo-

versi, andando a ridurre la tensione netta agente sul motore: di conseguenza, la corrente effettiva 

comincia a diminuire, comportando un aumento dell’errore 𝑒𝑟𝑟𝐼, che a sua volta implica un 

aumento del limite massimo del duty cycle. Tale tendenza continua nel tempo: infatti, la pen-

denza con cui aumenta la forza controelettromotrice è leggermente maggiore rispetto a quella 

del 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥, che a sua volta è la stessa dell’andamento di 𝑉𝑖𝑛 dato che il sistema è in condizioni 

di saturazione. Di conseguenza, la tensione netta continua a decrescere nel tempo, causando 

quindi un’evoluzione della corrente effettiva che si mantiene decrescente, comportando un con-

tinuo aumento di 𝑒𝑟𝑟𝐼 e del corrispondente 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥. Non appena l’andamento decrescente del 

duty cycle comandato interseca quello crescente della sua soglia limite, il sistema esce dalle 

condizioni di saturazione: dato che il primo segnale mantiene la sua tendenza, l’errore in cor-

rente assume in pochi istanti un valore tale da superare 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋 e, di conseguenza, il 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥 

satura ad 1. Dato che il duty cycle non è più saturato, la risposta dinamica del sistema evolve 

seguendo le medesime relazioni causa-effetto illustrate nelle simulazioni precedenti, posto che 

Figura 7.28: Andamento di corrente e 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 con comando decrescente, modello EMA_FreMe_02 
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l’andamento delle singole grandezze in esame risulta differente solamente a causa della diversa 

saturazione implementata.  

Noto che il duty cycle comandato dalla legge di controllo è il medesimo del modello analizzato 

in precedenza, si osserva che non cambia la logica secondo cui esso viene impartito, nel senso 

che se questo supera il valore 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥 istantaneamente imposto allora il segnale di input all’azio-

namento satura al valore massimo ammissibile. Ciò che cambia è come evolve nel tempo tale 

limite, in quanto nel caso in esame questo varia in relazione allo stato del sistema. In particolare, 

l’azione del controllo adattivo sul limite massimo del duty cycle interviene solamente nei tran-

sitori secondo la seguente logica: nel momento in cui la corrente sta per raggiungere il limite 

massimo continuativo, allora automaticamente il 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥 diminuisce ad un valore tale per cui la 

tensione d’ingresso 𝑉𝑖𝑛 entra in saturazione, in modo che questa possa combinarsi con la forza 

controelettromotrice così da ottenere una tensione netta che comporti una decrescita della cor-

rente, allontanandola così dal valore di 𝐼𝑚𝑎𝑥. A questa decrescita corrisponde in seguito un in-

cremento dell’errore 𝑒𝑟𝑟𝐼 che causa un aumento del 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥. Per questo motivo, la tensione 𝑉𝑖𝑛 

− dopo che ha raggiunto il minimo locale − presenta dapprima un andamento crescente, in 

quanto coincide con il valore saturato che a sua volta sta variando in virtù dell’errore 𝑒𝑟𝑟𝐼, per 

poi riprendere, terminata la saturazione, un’evoluzione temporale decrescente che si stabilizza 

su un valore di regime, in accordo con quanto comandato dalla legge di controllo. Si osserva 

inoltre che a transitorio esaurito, dato che il duty cycle è sotto la soglia limite, il sistema risponde 

presentando i medesimi valori di corrente e coppia motrice rispetto al modello precedente.   

Nell’istante di applicazione del gradino, il sistema risponde con la stessa dinamica sopra illu-

strata, con la differenza che rispetto a prima la forza desiderata diminuisce in modulo di 3 𝑁. In 

particolare, a valle del comando imposto, la corrente decresce rapidamente tanto da invertire in 

un primo momento il senso di percorrenza nel circuito, per poi tendere pericolosamente ad un 

valore in modulo pari a 𝐼𝑚𝑎𝑥. Di conseguenza, la logica di controllo adattativo sul 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥 agisce 

in maniera tale da mandare in saturazione il segnale 𝑉𝑖𝑛 cosicché questo, combinato con la forza 

controelettromotrice, possa generare una tensione netta tale da ridurre in modulo la corrente. 

Per questo motivo, dopo una rapida riduzione del duty cycle − che raggiunge un valore pari in 

modulo a quello immediatamente a valle del primo spunto −, il valore assoluto dell’errore in 

corrente riprende ad aumentare così come il 𝐷𝐶𝑚𝑎𝑥: di conseguenza la tensione 𝑉𝑖𝑛, che è an-

cora in condizioni di saturazione, aumenta in modulo allo stesso modo in cui evolve la satura-

zione dinamica. Tale tendenza prosegue fino a quando il duty cycle comandato dalla legge di 

controllo non diventa inferiore in modulo rispetto al massimo duty cycle ammissibile in rela-

zione allo stato istantaneo dell’azionamento: quando ciò avviene, il sistema esce dalla satura-

zione e la risposta dinamica evolve in accordo alle relazioni fisiche esposte in precedenza.  

A differenza del caso precedente, però, il sistema entra nuovamente in saturazione prima di 

raggiungere la condizione di regime. Analizzando l’andamento della corrente, infatti, si osserva 

che questa in un primo momento decresce in modulo, per poi ritornare positiva e riprendere ad 

aumentare in valore assoluto, in linea con quanto imposto dal duty cycle comandato dalla legge 

di controllo. Questa tendenza prosegue tanto che l’errore in corrente diventa inferiore al valore 

di soglia 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁: dato che ciò indica che la corrente è troppo vicina al limite continuativo 𝐼𝑚𝑎𝑥, 

il duty cycle massimo satura automaticamente al lower limit di 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 . Nell’istante in cui ciò 

avviene, però, il motore sta ruotando molto velocemente e dunque il contributo della forza con-

troelettromotrice, combinandosi con la tensione 𝑉𝑖𝑛 saturata, è tale da generare una tensione 

netta che causa un picco di corrente di circa 2000 𝑚𝐴. Tuttavia, è proprio grazie a questa satu-

razione che il sistema esce rapidamente dalla zona di funzionamento intermittente in cui ora si 
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ritrova a lavorare. Il fatto che il controllo adattativo del duty cycle imponga il valore di 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00  

come limite massimo dello stesso − non appena si riscontra un errore 𝑒𝑟𝑟𝐼 inferiore alla soglia 

minima − si traduce in una variazione istantanea del punto di lavoro del motore sulla sua ca-

ratteristica meccanica. Fintanto che il sistema si trova in una situazione di questo tipo, il punto 

di funzionamento giace su una curva del grafico (𝜔 − 𝑇) decisamente più vicina all’origine ri-

spetto a quella corrispondente alla condizione immediatamente precedente alla saturazione, in 

virtù del valore assunto da 𝑉𝑖𝑛: di conseguenza, ciò causa una riduzione più rapida della velocità 

angolare. Dunque, nell’intervallo di tempo in cui il sistema è in saturazione, dato che la velocità 

angolare decresce più rapidamente rispetto a prima, la forza controelettromotrice diventa tale 

da combinarsi in maniera efficace con la tensione 𝑉𝑖𝑛, ottenendo una tensione netta che decresce 

molto velocemente. Tale andamento causa una veloce diminuzione della corrente, che circa in 

1.5 𝑐𝑠 riesce a scendere sotto le condizioni di rated, permettendo così al sistema di uscire dalla 

saturazione. A partire da questo istante, la risposta dinamica evolve verso la condizione di re-

gime tale da garantire la forza richiesta al sistema senza più superare il limite di 𝐼𝑚𝑎𝑥.    

 

In conclusione, con la novità introdotta non cambia l’andamento della forza erogata dal motore, 

ma varia come questa viene garantita. In particolare, la saturazione dinamica comporta un cam-

biamento dell’evoluzione temporale delle grandezze caratteristiche del sistema solamente nei 

transitori, mentre non cambiano i valori di regime tali da garantire il mantenimento della forza 

desiderata. Ciò è dovuto all’azione sinergica di tale saturazione con quella imposta sulla mas-

sima forza richiedibile, la quale garantisce che a regime il sistema non debba lavorare continua-

mente nella zona di funzionamento intermittente. Così facendo, è possibile ottenere una rispo-

sta dinamica in compliance con i requisiti di un azionamento per un freno aeronautico in ma-

niera più sicura. Infatti, il motore è sempre dotato sia di una buona reattività sia della capacità 

di mantenere la forza richiesta nel tempo, ma con la novità introdotta si limita la presenza di 

sovra-correnti che potenzialmente possono deteriorare il sistema. Rispetto alla simulazione in 

figura 7.11, in cui l’andamento della corrente supera il valore di rated in tre occasioni, nel caso 

in esame ciò avviene soltanto una volta e soprattutto non in condizioni di moto incipiente. In 

particolare, il picco in questione da una parte risulta inferiore in modulo rispetto a quelli relativi 

alle condizioni di spunto precedenti, dall’altra si presenta in un intervallo di tempo più breve, 

grazie proprio alla variazione nel tempo di 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 . 

Figura 7.29: Caratteristica meccanica nell’intorno della saturazione, modello EMA_FreMe_02 
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Tuttavia, è necessario osservare che il picco di corrente non si manifesta per tutti i comandi 

imposti al sistema: in quest’ottica, si propone una seconda simulazione, con il solo obiettivo di 

mostrare in quali occasioni ciò si verifica. In particolare, i parametri di quest’ultima sono gli 

stessi presenti in tabella 7.9, con l’unica differenza che il comando in forza è invertito, passando 

da 1 𝑁 a 4 𝑁. In analogia con la simulazione precedente, nei grafici sono riportati gli andamenti 

medi delle grandezze caratteristiche dell’azionamento, nell’ottica di renderne più agevole la let-

tura.   

 

Il differente comando imposto è sufficiente per mostrare che la sovra-corrente precedente non è 

dovuta ad un cattivo funzionamento della logica di controllo adattativo: come mostrato in fi-

gura 7.30, infatti, la corrente che circola nel circuito non supera mai il limite massimo continua-

tivo proprio grazie all’azione della saturazione dinamica.  

Facendo riferimento al grafico in figura 7.11, la corrente supera il valore di 𝐼𝑚𝑎𝑥 in generale in 

due occasioni. In primis, ciò avviene nei pressi delle condizioni di spunto, situazione in cui la 

velocità angolare è molto bassa: di conseguenza, la forza controelettromotrice ad essa legata si 

combina in maniera efficace con la tensione 𝑉𝑖𝑛 saturata, in modo tale da ottenere una tensione 

Figura 7.30: Risposta dinamica con comando a crescere, modello EMA_FreMe_02 
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netta decrescente che si traduce in una corrente effettiva in continua decrescita, allontanando 

così il punto di lavoro del motore dal limite continuativo. L’altra occasione in cui la corrente si 

avvicina in modulo al valore di 𝐼𝑚𝑎𝑥 si verifica quando il rotore si muove con una velocità an-

golare non indifferente. In queste condizioni la forza controelettromotrice è tale da generare una 

tensione netta elevata, a cui corrisponde un picco di corrente oltre il limite continuativo. Tutta-

via, come esposto in precedenza, è proprio grazie alla saturazione dinamica che il sistema riesce 

ad uscire rapidamente dalla zona di funzionamento intermittente.  Nella simulazione in esame, 

non verificandosi il secondo caso appena descritto, la corrente rimane sempre inferiore a quella 

relativa alle condizioni di rated, garantendo comunque un andamento della forza erogata dal 

motore in compliance con i requisiti dell’azionamento studiato.  

In generale, dunque, l’implementazione di un controllo sul duty cycle massimo per adattare 

quest’ultimo allo stato del sistema permette di migliorare notevolmente l’andamento della cor-

rente mantenendo invariato quello relativo alla forza erogata dal sistema. In particolare, se il 

comando richiesto è tale da comportare la presenza di potenziali sovra-correnti solamente nei 

pressi delle condizioni di spunto, allora la saturazione dinamica impedisce sempre alla corrente 

di superare il limite massimo continuativo. Se, invece, la forza richiesta al sistema è tale da 

causare potenziali sovra-correnti anche quando il rotore è in movimento, allora il controllo adat-

tativo non riesce ad impedirne la manifestazione, ma garantisce che queste si estinguano in brevi 

intervalli di tempo.  

7.2.4 Modello EMA_FreMe_03 

L’ultimo modello proposto intende migliorare l’affidabilità della logica di controllo introdotta 

nel modello EMA_FreMe_02, continuando ad adattare il massimo valore del duty cycle am-

missibile allo stato del sistema mediante sempre una saturazione dinamica, ma questa volta tale 

limitazione è disposta solamente sul ramo di closed loop. 

La legge di controllo precedente permette al sistema di fornire una risposta dinamica soddisfa-

cente ed in linea con le specifiche di progetto, in termini di rapidità della risposta e di capacità 

di mantenimento di una data forza desiderata. Da ciò si deduce che sono definiti in maniera 

opportuna: 

• i guadagni considerati 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿, 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 e 𝐺𝐴𝑃𝐼; 

 

• la logica con cui viene pilotata la saturazione dinamica del duty cycle, vale a dire come 

viene calcolato e gestito l’errore in corrente 𝑒𝑟𝑟𝐼  al fine di determinare il valore del 

𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋; 

 

• I limiti di saturazione inferiore e superiore del 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋, definiti in tabella 7.7. 

Tuttavia, la presenza della saturazione dinamica del duty cycle nel ramo di open loop introduce 

all’interno della legge di controllo un elemento vulnerabile, disposto in serie con il plant. Infatti, 

la suddetta limitazione dipende dal segnale in retroazione fornito dai sensori di corrente, utili a 

monitorare lo stato del sistema: nel caso in cui ci fosse ad esempio una failure legata alla com-

ponentistica elettronica atta ad implementare la saturazione dinamica, come un guasto ai tra-

sduttori, l’intera logica di controllo verrebbe compromessa, in particolare a causa della disposi-

zione sul ramo di feedforward del blocco di limitazione sul duty cycle.  

Al fine di evitare di introdurre la suddetta vulnerabilità nel controllo del plant, nella strategia di 

controllo proposta in questo modello si dispone la saturazione dinamica del duty cycle sola-

mente sul ramo di closed loop, mantenendo in questo modo il ramo di open loop libero da 



Sviluppo delle leggi di controllo 141 
 

qualsiasi elemento della legge di controllo e dunque scevro da eventuali failure. In altre parole, 

si concentrano tutti gli elementi del sistema di controllo solamente sul ramo di closed loop, 

mantenendo la stessa logica di gestione della saturazione dinamica presente in precedenza ed 

adattando i limiti di saturazione alla nuova disposizione sul ramo di feedback, in modo tale che 

il massimo valore del duty cycle complessivo – dato dalla somma di contributi di open loop e 

closed loop – resti limitato entro i valori proposti in tabella 7.7. Si osserva che questa soluzione 

consente di disporre gli elementi del sistema di controllo in parallelo al sistema da controllare e 

non in serie – come nella strategia di controllo del modello precedente –, aumentando di fatto 

l’affidabilità complessiva del sistema. Nel caso di failure di uno o più componenti del sistema 

di controllo, essendo questi disposti solamente nel ramo di retroazione, si garantisce che il si-

stema complessivo sia comunque in grado di erogare una forza frenante, seppur con prestazioni 

degradate, grazie all’azione del ramo di feedforward. 

In definitiva, la novità introdotta in questo modello riguarda la disposizione della saturazione 

dinamica sul duty cycle solamente sul ramo di closed loop. Di conseguenza, le modifiche pre-

senti rispetto al caso precedente sono unicamente ascrivibili al tentativo di voler disporre sul 

ramo di feedback tutti gli elementi della legge di controllo senza variare i tre aspetti sopra elen-

cati del controller del modello EMA_FreMe_02, in quanto la risposta dinamica del sistema ad 

essi associata era in compliance con i requisiti di progetto. Per questo motivo, per quanto ri-

guarda la descrizione generale della strategia di controllo si rimanda il lettore a quanto riportato 

nei modelli esposti in precedenza: nel prosieguo di questa trattazione si illustrano la logica e le 

scelte attraverso cui è possibile rendere più affidabile l’architettura del precedente controller. 

La prima modifica introdotta è inerente alla somma dei contributi del ramo di open loop e di 

closed loop: al fine di traslare la saturazione dinamica del duty cycle nel ramo di retroazione, è 

necessario far sì che la grandezza correttiva gestita da quest’ultimo sia proprio un duty cycle, 

non una forza come per i modelli proposti in precedenza. A questa considerazione se ne ag-

giunge una seconda: dato che il ramo di feedback apporta un contributo correttivo alla legge di 

controllo, sommandosi al ramo di feedforward solamente nei transitori, è necessario che tale 

operazione di somma avvenga tra grandezze omogenee. A tal proposito, si ricorda che la rela-

zione tra forza e duty cycle viene regolata dalla seguente costante, che comprende anche la 

resistenza aggiuntiva dovuta ai dispositivi elettronici presenti nel banco prova per mezzo del 

guadagno 𝐾𝑅𝑎: 

𝐾𝐹2𝐷𝐶 =
𝐷𝐶[−]

𝐹 [𝑁]
= 𝐾𝑅𝑎 ∙

𝑏
𝐺𝑀 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 

Figura 7.31: Controller modello EMA_FreMe_03 
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Si osserva che 𝐾𝐹2𝐷𝐶 è uguale al guadagno 𝐾𝐹𝐹 introdotto nel modello precedente. Tuttavia, per 

evitare di considerare un termine che possa fuorviare, in questa trattazione si preferisce chia-

mare la suddetta costante 𝐾𝐹2𝐷𝐶. Infatti, per fare in modo che i rami di open loop e closed loop 

possano sommare i contributi in termini di duty cycle, si trasla la 𝐾𝐹𝐹 presente in figura 7.23 a 

monte del blocco di somma, introducendola con il nome 𝐾𝐹2𝐷𝐶 in entrambi i rami a valle rispet-

tivamente dei guadagni 𝐺𝐴𝑃𝑂𝐿 e 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿.  

Grazie a quest’accortezza è possibile traslare la saturazione dinamica del massimo duty cycle 

complessivo ammissibile sul ramo di closed loop. Tuttavia, nonostante non sia opportuno e non 

ci sia l’intenzione di cambiare la logica con cui questa viene pilotata, risulta comunque neces-

sario variare i limiti della saturazione dinamica a causa della nuova disposizione di quest’ul-

tima. In particolare, occorre adattare i valori limite 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋 e 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐼𝑁 al fine di: 

• poter applicare la saturazione dinamica ai modelli di entrambe le modalità di regola-

zione della tensione; 

 

• mantenere i lower e upper limits sul massimo valore del duty cycle complessivo ammis-

sibile pari a quelli riportati in tabella 7.7. 

Per garantire la prima necessità, la saturazione dinamica viene disposta in modo da determinare 

il modulo del massimo duty cycle ammissibile dal ramo di closed loop, indipendentemente che 

questo sia riferito ad un limite positivo o negativo. Quest’ultimo varia nel tempo in relazione 

alla corrente istantanea presente nel motore secondo la stessa logica mostrata in precedenza; in 

particolare, si impongono le seguenti due condizioni: 

|𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋| = |𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐼𝑁| 

𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋 = −𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐼𝑁 

Per soddisfare il secondo aspetto sopra esposto, si ricorda che nel presente modello la somma 

di contributi dei rami di azione e retroazione avviene mediante il duty cycle, in particolare: 

𝐷𝐶 = 𝐷𝐶𝑂𝐿 + 𝐷𝐶𝐶𝐿 

Nella precedente relazione si indica con 𝐷𝐶 il duty cycle complessivo, dato dalla somma dei 

duty cycles dovuti al ramo di open loop 𝐷𝐶𝑂𝐿 e di closed loop 𝐷𝐶𝐶𝐿. Sviluppando l’equazione 

si ottiene dunque quanto segue: 

𝐷𝐶𝐶𝐿 = 𝐷𝐶 − 𝐷𝐶𝑂𝐿 

Con l’intento di mantenere i limiti sul massimo valore di duty cycle complessivo 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 pari a 

quelli in tabella 7.7, si ottengono di conseguenza i due valori di saturazione sul massimo duty 

cycle che può fornire il ramo di closed loop, in accordo con la seguente relazione: 

𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋 = 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 − 𝐷𝐶𝑂𝐿 

Per avere una visione d’insieme, nella tabella seguente si riportano i suddetti limiti di satura-

zione relativi al closed loop, evidenziando anche l’errore in corrente necessario per raggiungerli. 
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Tabella 7.9: Saturazione dinamica sul 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋, modello EMA_FreMe_03 

Limite 
Errore in corrente 

𝒆𝒓𝒓𝑰[𝑨] 

Duty cycle massimo 

complessivo 

𝑫𝑪𝑴𝑨𝑿 [−] 

Duty cycle massimo 

ramo di closed loop 

𝑫𝑪𝑪𝑳,𝑴𝑨𝑿[−] 

Lower limit 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁 =
1

25
∙
𝐼𝑀𝐴𝑋 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 =

𝐼𝑀𝐴𝑋 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
 

𝐼𝑀𝐴𝑋 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
− 𝐷𝐶𝑂𝐿 

Upper limit 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋 =
1

25
 1 1 − 𝐷𝐶𝑂𝐿 

 

Definendo l’errore in corrente 𝑒𝑟𝑟𝐼 in modo analogo a quanto descritto nel modello precedente, 

vale la seguente casistica: 

• se 𝑒𝑟𝑟𝐼 < 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁, allora il duty cycle massimo del ramo di closed loop è pari a 

 

𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋|
𝑀𝐼𝑁

= 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 − 𝐷𝐶𝑂𝐿 

 

in modo tale che il duty cycle massimo complessivo 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 sia pari al valore minimo di 

𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00, in quanto: 

 

𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 = 𝐷𝐶𝑂𝐿 + 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋 = 𝐷𝐶𝑂𝐿 + (𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 − 𝐷𝐶𝑂𝐿) = 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋,00 

 

• se 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐼𝑁 < 𝑒𝑟𝑟𝐼 < 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋, allora il duty cycle massimo del ramo di closed loop è 

direttamente proporzionale all’errore in corrente, in accordo con la relazione descritta 

in precedenza: 

𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋 = 𝐺𝐴𝑃𝐼 ∙ 𝑒𝑟𝑟𝐼 

 

• se 𝑒𝑟𝑟𝐼 > 𝑒𝑟𝑟𝐼,𝑀𝐴𝑋, allora il duty cycle massimo del ramo di closed loop è pari a 

 

𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋|
𝑀𝐴𝑋

= 1 − 𝐷𝐶𝑂𝐿 

 

in modo tale che il duty cycle massimo complessivo 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 sia pari a 1. 

La logica con cui viene definita la casistica sopra riportata fa riferimento a quanto precedente-

mente descritto in merito alla figura 7.25.  

Come si può osservare dalla tabella 7.9, i limiti sul modulo del massimo duty cycle erogabile 

dal ramo di closed loop dipendono dal duty cycle fornito dal ramo di feedforward, pari a: 

𝐷𝐶𝑂𝐿 = 𝐾𝐹2𝐷𝐶 ∙ 𝐹𝑖𝑛 = (𝐾𝑅𝑎 ∙

𝑏
𝐺𝑀 ∙ 𝑅𝑚

𝑉𝐷𝐶
) ∙ 𝐹𝑖𝑛 

Nel modello EMA_FreMe_02, la saturazione dinamica sul ramo di open loop prevede che il 

massimo duty cycle 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 vari nel tempo in funzione dell’errore in corrente 𝑒𝑟𝑟𝐼, rimanendo 

però sempre all’interno dei limiti statici riportati in tabella 7.7: in riferimento alla figura 7.24, 

infatti, lo schema a blocchi del controllo sul 𝐷𝐶𝑀𝐴𝑋 comprende una saturazione statica dopo il 
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guadagno 𝐺𝐴𝑃𝐼. Nel modello in esame, il modulo del massimo duty cycle fornito dal closed 

loop |𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋| dipende sempre dall’errore in corrente 𝑒𝑟𝑟𝐼, ma a differenza del caso precedente 

gli estremi dell’intervallo entro cui tale valore è compreso non sono statici, bensì variano in 

funzione di 𝐷𝐶𝑂𝐿 – che a sua volta dipende dalla forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 – in accordo con quanto 

riportato in tabella 7.9. Per questo motivo, è necessario introdurre all’interno del blocco che 

controlla i valori di 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋 e 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐼𝑁 una saturazione dinamica la quale, ricevendo in input 

il segnale 𝐺𝐴𝑃𝐼 ∙ 𝑒𝑟𝑟𝐼 implementa la casistica riportata nella pagina precedente.  

 

Si riporta infine una simulazione, con l’obiettivo di mostrare che la risposta dinamica del si-

stema governato dalla legge di controllo appena descritta è molto simile a quella fornita dal 

modello EMA_FreMe_02. A tal proposito, i parametri di simulazione, riportati in tabella 7.8, 

sono gli stessi forniti ai modelli precedenti, al fine di poter cogliere eventuali analogie, differenze 

e miglioramenti della risposta del sistema dovuti all’evoluzione della legge di controllo in forza. 

 

 

Figura 7.32: Schema a blocchi del controllo del 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋, modello EMA_FreMe_03 

Figura 7.33: Andamento della forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 e generata dall'azionamento 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜, modello EMA_FreMe_03 
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Figura 7.35: Andamento della corrente, modello EMA_FreMe_03 

Figura 7.34: Andamento di duty cycle complessivo e tensioni, modello EMA_FreMe_03 
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I grafici riportati rappresentano l’evoluzione nel tempo delle grandezze caratteristiche del si-

stema in esame, le quali rispettano le medesime relazioni causa-effetto descritte nei modelli pre-

cedenti; in particolare, si osserva che gli andamenti di tali grandezze sono analoghi a quelli 

riportati in figura 7.26, 7.27 e 7.28. Ciò testimonia il fatto che, a livello macroscopico, il con-

troller fornisce dei comandi di input al plant pari a quelli del modello EMA_FreMe_02; tuttavia, 

grazie alla disposizione di tutti gli elementi della logica di controllo sul ramo di closed loop, 

l’ultima soluzione proposta garantisce a pari prestazioni un maggior livello di affidabilità. Nel 

caso in cui infatti dovesse presentarsi un guasto nella linea di feedback, la legge di controllo qui 

proposta garantisce che il sistema riesca comunque ad erogare una forza, seppur con prestazioni 

degradate. A tal proposito, si riporta di seguito una seconda simulazione, in cui si ipotizza che 

a causa di una failure il contributo del ramo di closed loop sia nullo – i parametri di simulazione 

sono riportati in tabella 7.8, considerando 𝐺𝐴𝑃𝐶𝐿 = 0. In tal caso, l’andamento della forza ero-

gata è analogo a quello mostrato in figura 7.7, mentre quello delle altre grandezze che caratte-

rizzano il sistema corrisponde a quanto illustrato in figura 7.6. L’unica differenza in termini di 

valori raggiunti è ascrivibile alla saturazione sul duty cycle presente sul ramo di open loop nel 

modello EMA_FreMe_00, assente per le motivazioni sopra riportate nell’ultimo modello pro-

posto. 

Figura 7.36: Andamento del 𝐷𝐶𝐶𝐿,𝑀𝐴𝑋, modello EMA_FreMe_03 

Figura 7.37: Forza desiderata 𝐹𝑖𝑛 e generata dall’azionamento 𝐹𝑓𝑟𝑒𝑛𝑜. Modello EMA_FreMe_03, failure sul ramo di closed loop 
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Figura 7.38: Grandezze elettriche. Modello EMA_FreMe_03, failure sul ramo di closed loop 
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8 SOLUZIONI REALI DI ATTUATORI EMA 

A conclusione del presente lavoro di tesi, in questo capitolo si riportano le due configurazioni 

reali di attuatori EMA proposte rispettivamente dal Politecnico di Torino e dalla Mecaer Avia-

tion Group. In particolare, per ciascuna di esse si descrivono la geometria e le considerazioni 

fisico-matematiche tramite cui sono state ricavate le inerzie equivalenti ed i rapporti di trasmis-

sione relativi alle singole soluzioni. Questi parametri possono essere inseriti nei modelli di det-

taglio realizzati ad hoc per i due servomeccanismi, che potranno essere utilizzati in fasi più avan-

zate di progetto per identificare i parametri dinamici ad ora incogniti (e.g. gli smorzamenti vi-

scosi agenti sulla trasmissione) ed affinare le leggi di controllo sviluppate in precedenza nel mo-

dello relativo al sistema equivalente, dotato di cavo elastico, che è in condizioni di analogia con 

gli attuatori EMA reali.  

8.1 SOLUZIONE A CAMMA FRONTALE – POLITO 

8.1.1 Descrizione dell’attuatore 

La soluzione proposta dal Politecnico di Torino si basa su un sistema a camma frontale vol-

vente: questa soluzione consente di distribuire le forze su un’ampia superficie, mantenendo con-

tenuti gli ingombri e ottenendo un passo ridotto. In figura 8.1 è rappresentato lo schema ad alto 

livello di questa configurazione, che si osserva essere analogo all’architettura di un generico 

attuatore elettromeccanico riportata in figura 3.1.  

 

L’architettura dell’attuatore è concepita con l’intento di massimizzare il rendimento meccanico 

del sistema mantenendone compatte le dimensioni. Come anticipato dal titolo della presente 

sezione, il sistema di conversione del moto da rotativo a lineare è costituito da una camma 

frontale, formata da due piste concentriche ad elica ricavate sulla faccia frontale dell’elemento 

rotante e del disco di uscita, che di fatto è l’elemento traslante. Tra i due sono interposte due 

serie di sfere, distanziate da una gabbia, in modo tale da ridurre l’attrito tra il componente ro-

tante e quello traslante. Il disco di uscita dell’attuatore elettromeccanico è vincolato da una 

guida lineare elastica, che assolve alla funzione di molla di ritorno. In questo modo, il sistema 

garantisce una corsa di 2 𝑚𝑚 con una rotazione completa dell’albero d’uscita dal riduttore.  

 

Figura 8.1: Architettura ad alto livello - configurazione del Politecnico di Torino 
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L’architettura del sistema prevede un riduttore interposto tra il motore elettrico e la camma 

frontale con l’obiettivo di ridurre la velocità angolare dell’elemento rotante moltiplicando la 

coppia fornita dal motore elettrico. La soluzione proposta prevede un rotismo epicicloidale a 

due stadi, che garantisce un rapporto di riduzione adeguato con un piccolo ingombro. La con-

figurazione del riduttore è tale da mantenere il motore elettrico coassiale alla camma frontale: 

il portatreno del secondo stadio, nonché albero d’uscita dell’ultimo stadio di riduzione, è vinco-

lato assialmente da un cuscinetto reggispinta ed è di fatto l’elemento rotante della camma fron-

tale. 

Il motore previsto per questa configurazione è quello presente nel banco prova descritto nel sesto 

capitolo, il cui modello è stato utilizzato per definire le leggi di controllo in forza riportate nel 

capitolo precedente. È un motore brushless off-the-shelf a commutazione trapezoidale (BLDC) 

a magneti permanenti, con lo statore interno ed il rotore esterno – configurazione outer rotor. Si 

osserva che questa soluzione garantisce un’elevata coppia e una velocità di rotazione inferiore 

rispetto ai motori elettrici con rotore interno e statore esterno.  

A conclusione di questa breve descrizione, si riporta una figura che mostra l’integrazione degli 

attuatori sulla torque plate. Il feedback della forza da essi generata – fondamentale per imple-

mentare le leggi di controllo in forza – viene garantito da alcuni estensimetri disposti su un disco 

intermedio che, solidale agli attuatori, trasmette la forza frenante alla piastra di pressione. Si 

osserva che il pacco multidisco è analogo a quello descritto in riferimento alla figura 2.2. 

Figura 8.2: Camma frontale e riduttore - configurazione del Politecnico di Torino 

Figura 8.3: Freno completo - configurazione del Politecnico di Torino 



Soluzioni reali di attuatori EMA 150 
 

8.1.2 Calcolo del rapporto di trasmissione 

Per il calcolo del rapporto di riduzione del riduttore e del rapporto di trasmissione complessivo 

si fa riferimento al seguente diagramma filare.  

Il primo stadio del riduttore epicicloidale ha un modulo di  3 𝑚𝑚, mentre il secondo stadio 

presenta un modulo di 5 𝑚𝑚. Nella seguente tabella si riportano i numeri di denti delle singole 

ruote. 

Tabella 8.1: Componenti del riduttore - configurazione del Politecnico di Torino 

Ingranaggio Simbolo Numero di denti 

Solare primo stadio 𝑧1 20 

Satellite primo stadio 𝑧2 37 

Corona primo stadio 𝑧3 94 

Solare secondo stadio 𝑧4 18 

Satellite secondo stadio 𝑧5 33 

Corona secondo stadio 𝑧6 84 

 

Mediante la formula di Willis, si determina il rapporto di riduzione dei due stadi, indicando con 

il pedice 1 il primo stadio e con 2 il secondo: 

𝜏1 = 1 +
𝑧3

𝑧1
= 5.7 

𝜏2 = 1 +
𝑧6

𝑧4
= 5.67 

Di conseguenza, il rapporto di riduzione totale è pari a: 

𝜏 =
𝜗𝑟𝑖𝑑

𝜗𝑀
= 𝜏1 ∙ 𝜏2 = 32.3 

 

Figura 8.4: Diagramma filare riduttore e camma frontale 
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Noto che il passo della camma frontale è pari a: 

𝑝 =
𝑥𝑐𝑎𝑚𝑚𝑎

𝜗𝑟𝑖𝑑
= 2

𝑚𝑚

𝑔𝑖𝑟𝑜
= 3.18 ∙ 10−4

𝑚

𝑟𝑎𝑑
 

Il rapporto di trasmissione complessivo vale dunque: 

𝑅𝑇 =
𝑥𝑐𝑎𝑚𝑚𝑎

𝜗𝑀
=

𝑝

𝜏
= 9.85 ∙ 10−6

𝑚

𝑟𝑎𝑑
 

8.1.3 Calcolo dell’inerzia equivalente 

Per il calcolo dell’inerzia equivalente dell’intero servomeccanismo sono stati considerati sia i 

componenti rotanti sia quelli traslanti della trasmissione meccanica, noto che il momento di 

inerzia complessivo riportato all’albero veloce è pari a: 

𝐽𝑒𝑞 = 𝐽𝑒𝑞𝑅𝑂𝑇𝐴𝑁𝑇𝐸
+ 𝐽𝑒𝑞𝑇𝑅𝐴𝑆𝐿

 

Per ciascun componente rotante sono stati valutati mediante il software Solidworks: la massa 

𝑚, la distanza del proprio asse di simmetria dall’asse di rotazione del corpo – indicato con 𝑏 – 

ed il momento di inerzia baricentrico. 

Tabella 8.2: Caratteristiche componenti rotanti - configurazione del Politecnico di Torino 

Componente rotante Indice 𝒊 Quantità 𝒃 [𝒎] 𝒎 [𝒌𝒈] 

Momento di inerzia 

baricentrico 𝑱𝒃𝒊 

[𝒌𝒈𝒎𝟐] 

Solare I stadio 1 1 0 0.0007 5.73 ∙ 10−9 

Satellite I stadio 2 3 0.0096 0.0036 7.20 ∙ 10−8 

Portatreno I stadio 𝑝𝑡 1 0 0.0092 6.77 ∙ 10−7 

Solare II stadio 4 1 0 0.0009 7.16 ∙ 10−9 

Satellite II stadio 5 3 0.012 0.0097 3.35 ∙ 10−7 

Portatreno II stadio 𝑝 1 0 0.0766 1.75 ∙ 10−5 

 

Il solare del primo stadio di riduzione è fisso sull’albero motore, di conseguenza il suo momento 

di inerzia baricentrico coincide con quello riportato all’asse motore: 

𝐽𝑏1 = 𝐽1,𝑒𝑞 = 5.73 ∙ 10−9 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

I tre satelliti del primo stadio distano di 𝑏 = 9.6 𝑚𝑚 dall’asse di rotazione del solare. Per il teo-

rema di Huygens-Steiner, il momento di inerzia del singolo satellite riportato all’albero lento – 

indicato con la sigla AL – è pari a: 

𝐽2,𝐴𝐿 = 𝐽𝑏2 + 𝑚2 ∙ 𝑏2
2 

Il momento d’inerzia del singolo satellite riportato all’albero veloce è pari a: 

𝐽2,𝑒𝑞 =
𝐽2,𝐴𝐿

𝜏12
2
 

Per il calcolo del rapporto di riduzione 𝜏12 si fa riferimento alla figura 3.16. In generale vale che: 

𝜏12 =
𝜔1

𝜔2
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Per determinare la velocità angolare 𝜔2, si considera la velocità periferica del satellite 𝑉2 nel 

punto in cui questo ingrana con il solare: si osserva che tale velocità è uguale alla velocità peri-

ferica del solare 𝑉1. Noto che: 

• Per far sì che due ruote dentate ingranino, esse devono avere lo stesso modulo 𝑚.  

Dalla relazione tra modulo 𝑚, raggio primitivo 𝑟 e numero di denti di una ruota dentata 

𝑧:  

𝑟 =
1

2
𝑚𝑧 

Si può ricavare il modulo: 

𝑚 = 2
𝑟

𝑧
 

Uguagliando i moduli di solare (1) e satellite (2): 

 

2
𝑟1
𝑧1

= 2
𝑟2
𝑧2

 

 

Si ottiene la relazione che esiste tra i raggi primitivi delle due ruote: 

 

𝑟2 =
𝑧2

𝑧1
𝑟1 

 

• Dal diagramma filare del rotismo riportato in figura 3.16 si evince che la somma dei 

raggi primitivi di solare e satellite è pari alla distanza tra l’asse di simmetria del satellite 

ed il suo asse di rotazione attorno al solare: 

 

𝑏 = 𝑟1 + 𝑟2 

 

• La velocità periferica appartenente al solare è pari a: 

 

𝑉1 = 𝜔1 ∙ 𝑟1 

 

• Il centro di istantanea rotazione del satellite è il punto in cui quest’ultimo ingrana sulla 

corona. Di conseguenza, la velocità periferica appartenente al satellite è pari a: 

 

𝑉2 = 𝜔2 ∙ (2 ∙ 𝑟2) 

Si ottiene che: 

𝑉1 = 𝜔1 ∙ 𝑟1 = 𝜔2 ∙ (2 ∙ 𝑟2) 

Considerando la relazione tra i due raggi primitivi 𝑟1 ed 𝑟2: 

𝜔1 ∙ 𝑟1 = 𝜔2 ∙ 2
𝑧2

𝑧1
𝑟1 

Semplificando 𝑟1 ad ambo i membri si ottiene: 

𝜔2 =
𝜔1

2
𝑧2
𝑧1
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Da cui: 

|𝜏12| =
𝜔1

𝜔2
= 2 ∙

𝑧2

𝑧1
= 3.7 

Dunque, il momento di inerzia del singolo satellite riportato all’albero veloce è pari a: 

𝐽2,𝑒𝑞 =
𝐽2,𝐴𝐿

𝜏12
2

= 5.26 ∙ 10−9 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

L’ultimo componente del primo stadio è il portatreno, il cui momento di inerzia riportato all’al-

bero veloce è pari a: 

𝐽𝑝𝑡,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏𝑝𝑡

𝜏14
2
 

Considerando: 

|𝜏14| =
𝜔1

𝜔4
=

𝑧1 + 𝑧3

𝑧1
= 5.7 

Si ottiene: 

𝐽𝑝𝑡,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏𝑝𝑡

𝜏14
2
= 2.08 ∙ 10−8 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Il solare del secondo stadio, coassiale a quello del primo, ha un momento di inerzia riportato 

all’albero veloce pari a: 

𝐽4,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏4

𝜏14
2
= 2.2 ∙ 10−10 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

I tre satelliti del primo stadio distano di 𝑏 = 12 𝑚𝑚 dall’asse di rotazione del solare. Per il teo-

rema di Huygens-Steiner, il momento di inerzia del singolo satellite riportato all’albero lento – 

indicato come in precedenza con la sigla AL – è pari a: 

𝐽5,𝐴𝐿 = 𝐽𝑏5 + 𝑚5 ∙ 𝑏5
2 

Il momento d’inerzia del singolo satellite del secondo stadio riportato all’albero veloce è pari a: 

𝐽5,𝑒𝑞 =
𝐽5,𝐴𝐿

𝜏15
2
 

Considerando: 

𝜏15 =
𝜔1

𝜔5
=

𝜔1

𝜔4
∙
𝜔4

𝜔5
=

𝑧1 + 𝑧3

𝑧1
∙ (2 ∙

𝑧5

𝑧4
) = 20.9 

Si ottiene: 

𝐽5,𝑒𝑞 =
𝐽5,𝐴𝐿

𝜏15
2

= 7.67 ∙ 10−10 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 
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Infine, l’ultimo componente rotante del riduttore a due stadi epicicloidali è il portatreno del 

secondo stadio, il cui momento d’inerzia equivalente riportato all’albero veloce è pari a: 

𝐽𝑝,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏𝑝

𝜏1𝑝
2
 

Noto che di fatto il portatreno del secondo stadio costituisce l’output del riduttore, il rapporto 

di riduzione è pari a: 

𝜏1𝑝 =
𝜔1

𝜔4
∙
𝜔4

𝜔6
=

𝑧1 + 𝑧3

𝑧1
∙
𝑧4 + 𝑧6

𝑧4
= 32.3 

Da cui: 

𝐽𝑝,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏𝑝

𝜏1𝑝
2
= 1.67 ∙ 10−8 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Dal datasheet del motore elettrico utilizzato si ricava infine l’inerzia rotorica: 

𝐽𝑀 = 18.3 ∙ 10−7𝑘𝑔 𝑚2 

Noti i dati precedentemente ottenuti è possibile calcolare l’inerzia complessiva dei componenti 

rotanti riportata all’asse motore: 

𝐽𝑒𝑞𝑅𝑂𝑇𝐴𝑁𝑇𝐸
= 𝐽𝑀 + 𝐽1,𝑒𝑞 + 3 ∙ 𝐽2,𝑒𝑞 + 𝐽𝑝𝑡,𝑒𝑞 + 𝐽4,𝑒𝑞 + 3 ∙ 𝐽5,𝑒𝑞 + 𝐽𝑝,𝑒𝑞 = 1.89 ∙ 10−6 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Nella tabella seguente si riportano invece i componenti traslanti della trasmissione meccanica, 

indicando per ognuno di essi la quantità e la massa 𝑚, quest’ultima ricavata mediante il software 

Solidworks. 

Tabella 8.3: Caratteristiche componenti traslanti - configurazione del Politecnico di Torino 

Componente traslante Indice 𝒊 Quantità 𝒎 [𝒌𝒈] 

Gabbia delle sfere 7 1 0.00370 
Sfere camma pista 1 8 10 0.00026 
Sfere camma pista 2 9 8 0.00026 

Sfere reggispinta 10 30 0.00011 
Camma traslante 11 1 0.04148 

 

La massa complessiva degli elementi traslanti è pari a: 

𝑚𝑇 = 𝑚7 + 10 ∙ 𝑚8 + 8 ∙ 𝑚9 + 30 ∙ 𝑚10 + 𝑚11 = 0.0532 𝑘𝑔 

L’inerzia equivalente riportata all’albero veloce di tutti componenti traslanti vale: 

𝐽𝑒𝑞𝑇𝑅𝐴𝑆𝐿
= 𝑚𝑇 ∙ (

𝑝

𝜏1𝑝
)

2

= 5.16 ∙ 10−12 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Considerando sia i componenti rotanti sia quelli traslanti, il momento di inerzia equivalente 

dell’intero servomeccanismo si ottiene come segue: 

𝐽𝑒𝑞 = 𝐽𝑒𝑞𝑅𝑂𝑇𝐴𝑁𝑇𝐸
+ 𝐽𝑒𝑞𝑇𝑅𝐴𝑆𝐿

= 1.89 ∙ 10−6 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 
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8.2 SOLUZIONE A RULLI SATELLITE – MAG  

8.2.1 Descrizione dell’attuatore 

La soluzione proposta dalla Mecaer Aviation Group (MAG) si basa su un sistema a vite a rulli 

satelliti: questa soluzione consente di mantenere un’elevata compattezza, tale da rimanere 

all’interno degli stessi ingombri della soluzione idraulica di riferimento. In figura 8.5 è rappre-

sentato lo schema ad alto livello della configurazione in esame.  

In generale, il motore elettrico BLDC genera una coppia motrice, la quale viene trasmessa alla 

madrevite tramite un riduttore a due stadi, il primo di questi epicicloidale ed il secondo ordina-

rio. Si osserva che la madrevite è vincolata assialmente tramite un cuscinetto nella direzione di 

spinta e da una boccola nella direzione opposta: in particolare, il cuscinetto scarica la forza 

assiale su una cella di carico, il cui compito è quello di fornire il feedback di forza esercitata 

dall’attuatore al sistema di controllo.  

Il motore elettrico utilizzato è lo stesso considerato per la soluzione a camma frontale esposta 

in precedenza, con l’albero motore direttamente connesso al primo stadio di riduzione epicicloi-

dale. L’utilizzo di un riduttore interposto tra il motore elettrico ed il sistema a vite a rulli satelliti 

ha il medesimo scopo riportato per la soluzione del Politecnico di Torino, ovvero adattare i 

valori di coppia e velocità angolare a quelli richiesti dal carico. Si osserva che la configurazione 

del riduttore non è tale da mantenere il motore elettrico coassiale con il sistema di conversione 

del moto. Infatti, tra la madrevite ed il portatreno è presente una ruota oziosa che, costituendo 

di fatto il secondo stadio ordinario, permette da una parte alla madrevite di ruotare in senso 

concorde con il portatreno, dall’altra disallinea l’asse motore dall’asse di rotazione del sistema 

a vite a rulli satelliti. Quest’ultimo è analogo a quanto descritto in precedenza in merito alla 

figura 3.17; anche in questo caso, il passo è pari a: 

𝑝 =
𝑥𝑉

𝜗𝑀𝑉
= 2

𝑚𝑚

𝑔𝑖𝑟𝑜
= 3.18 ∙ 10−4

𝑚

𝑟𝑎𝑑
 

In questa soluzione la ruota oziosa trasferisce il moto alla madrevite (𝜗𝑀𝑉) per mezzo della 

ghiera esterna di quest’ultima: di conseguenza, la vite centrale, impegnandosi con i rulli satelliti, 

trasla di 𝑥𝑉. La vite traslando trasferisce sulla madrevite, attraverso la filettatura, la forza da essa 

esercitata, la quale viene a sua volta rilevata dal sensore in forza, che si ricorda essere un 

Figura 8.5: Architettura ad alto livello - configurazione Mecaer Aviation Group 
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componente fondamentale per poter implementare le leggi di controllo in forza del servomec-

canismo.  

8.2.2 Calcolo del rapporto di trasmissione 

Per il calcolo del rapporto di riduzione del riduttore e del rapporto di trasmissione complessivo 

si fa riferimento al seguente diagramma filare.  

Nella seguente tabella si riportano i numeri di denti delle singole ruote del rotismo considerato.  

Tabella 8.4: Componenti riduttore - configurazione Mecaer Aviation Group 

Ingranaggio Simbolo Numero di denti 

Solare 𝑧1 15 

Satellite 𝑧2 33 

Corona 𝑧3 81 

Ruota solidale al portatreno 𝑧4 16 

Ruota oziosa 𝑧5 32 

Madrevite 𝑧6 100 

 

Mediante la formula di Willis, si determina il rapporto di riduzione del primo stadio epicicloi-

dale: 

𝜏𝑒𝑝 = 1 +
𝑧3

𝑧1
= 6.4 

Il rapporto di riduzione dello stadio ordinario si determina nel seguente modo: 

𝜏𝑜𝑟𝑑 = (−
𝑧5

𝑧4
) ∙ (−

𝑧6

𝑧5
) =

𝑧6

𝑧4
= 6.25 

Di conseguenza, il rapporto di riduzione totale è pari a: 

𝜏 =
𝜗𝑀𝑉

𝜗𝑀
= 𝜏𝑒𝑝 ∙ 𝜏𝑜𝑟𝑑 = 40 

Figura 8.6: Diagramma filare riduttore e sistema a vite a rulli satelliti 
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Noto il passo 𝑝 del sistema a vite a rulli satelliti, il rapporto di trasmissione complessivo vale 

dunque: 

𝑅𝑇 =
𝑥𝑉

𝜗𝑀
=

𝑝

𝜏
= 7.95 ∙ 10−6

𝑚

𝑟𝑎𝑑
 

8.2.3 Calcolo dell’inerzia equivalente 

Come per la soluzione a camma frontale, per il calcolo dell’inerzia equivalente dell’intero ser-

vomeccanismo sono stati considerati sia i componenti rotanti sia quelli traslanti della trasmis-

sione meccanica, noto che il momento di inerzia complessivo riportato all’albero veloce vale: 

𝐽𝑒𝑞 = 𝐽𝑒𝑞𝑅𝑂𝑇𝐴𝑁𝑇𝐸
+ 𝐽𝑒𝑞𝑇𝑅𝐴𝑆𝐿

 

Anche in questo caso, per ciascun componente rotante sono stati valutati mediante il software 

Solidworks: la massa 𝑚, la distanza del proprio asse di simmetria dall’asse di rotazione del 

corpo ed il momento di inerzia baricentrico.  

Tabella 8.5: Caratteristiche componenti rotanti - configurazione Mecaer Aviation Group 

Componente rotante Indice 𝒊 Quantità 𝒃 [𝒎] 𝒎 [𝒌𝒈] 

Momento di inerzia 

baricentrico 

𝑱𝒃𝒊 [𝒌𝒈𝒎𝟐] 

Solare 1 1 0 0.002 1.07 ∙ 10−8 

Satellite 2 3 0.0096 0.002 6.19 ∙ 10−8 

Portatreno 4 1 0 0.025 2.14 ∙ 10−6 

Ruota oziosa 5 1 0 0.009 2.53 ∙ 10−7 

Madrevite 6 1 0 0.388 1.08 ∙ 10−4 

 

Si osserva che la corona non viene considerata nel calcolo dell’inerzia equivalente riportata 

all’albero veloce dei componenti rotanti, in quanto è fissa – come per la soluzione descritta in 

precedenza.  

Il solare del primo stadio di riduzione è disposto sull’albero motore, di conseguenza il suo mo-

mento di inerzia baricentrico coincide con quello riportato all’albero veloce: 

𝐽𝑏1 = 𝐽1,𝑒𝑞 = 1.07 ∙ 10−8 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

I tre satelliti dello stadio epicicloidale distano 𝑏 = 9.6 𝑚𝑚 dall’asse di rotazione del solare. Per 

il teorema di Huygens-Steiner, il momento di inerzia del singolo satellite riportato all’albero 

lento è pari a: 

𝐽2,𝐴𝐿 = 𝐽𝑏2 + 𝑚2 ∙ 𝑏2
2 

Il momento d’inerzia del singolo satellite riportato all’albero veloce vale invece: 

𝐽2,𝑒𝑞 =
𝐽2,𝐴𝐿

𝜏12
2
 

Considerando che: 

|𝜏12| = 2 ∙
𝑧2

𝑧1
= 4.4 
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Allora si ottiene quanto segue: 

𝐽2,𝑒𝑞 =
𝐽2,𝐴𝐿

𝜏12
2

= 1.27 ∙ 10−8 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

L’ultimo componente del primo stadio epicicloidale è il portatreno, il cui momento di inerzia 

riportato all’albero veloce è pari a: 

𝐽4,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏4

𝜏14
2
 

Considerando: 

|𝜏14| =
𝜔1

𝜔4
=

𝑧1 + 𝑧3

𝑧1
= 6.4 

Si ottiene: 

𝐽4,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏4

𝜏14
2
= 5.22 ∙ 10−8 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

La ruota oziosa che ingrana con la ruota dentata disposta sul portatreno ha il seguente momento 

di inerzia riportato all’albero veloce: 

𝐽5𝑒𝑞 =
𝐽𝑏5

𝜏15
2
 

Con: 

|𝜏15| =
𝜔1

𝜔5
=

𝜔1

𝜔4
∙
𝜔4

𝜔5
=

𝑧1 + 𝑧3

𝑧1
∙
𝑧5

𝑧4
= 6.4 ∙ 2 = 12.8 

Si ottiene: 

𝐽5𝑒𝑞 =
𝐽𝑏5

𝜏15
2
= 1.55 ∙ 10−9 𝑘𝑔 𝑚2 

Infine, l’ultimo componente rotante del secondo stadio ordinario del riduttore è la madrevite, il 

cui momento d’inerzia equivalente riportato all’albero veloce si determina come segue: 

𝐽6,𝑒𝑞 =
𝐽𝑏6

𝜏16
2
 

Noto che di fatto la madrevite costituisce l’output del riduttore, il rapporto di riduzione è pari 

a: 

|𝜏16| =
𝜔1

𝜔6
=

𝜔1

𝜔4
∙
𝜔4

𝜔5
∙
𝜔5

𝜔6
=

𝑧1 + 𝑧3

𝑧1
∙
𝑧5

𝑧4
∙
𝑧6

𝑧5
= 6.4 ∙ 2 ∙

100

32
= 40 

Da cui: 

𝐽6𝑒𝑞 =
𝐽𝑏6

𝜏16
2
= 6.73 ∙ 10−8 𝑘𝑔 𝑚2 
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Considerando l’inerzia del rotore del motore elettrico 𝐽𝑀 riportata in precedenza e noti i dati 

appena ricavati, è possibile calcolare l’inerzia complessiva dei componenti rotanti riportata 

all’asse motore: 

𝐽𝑒𝑞𝑅𝑂𝑇𝐴𝑁𝑇𝐸
= 𝐽𝑀 + 𝐽1,𝑒𝑞 + 3 ∙ 𝐽2,𝑒𝑞 + 𝐽4,𝑒𝑞 + 𝐽5,𝑒𝑞 + 𝐽6,𝑒𝑞 = 2 ∙ 10−6 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

In analogia con la trattazione precedente, nella tabella seguente si riportano i componenti tra-

slanti della trasmissione meccanica, indicando per ognuno di essi la quantità e la massa 𝑚, 

quest’ultima ricavata mediante il software Solidworks. 

Tabella 8.6: Caratteristiche componenti traslanti - configurazione Mecaer Aviation Group 

Componente traslante Indice 𝒊 Quantità 𝒎 [𝒌𝒈] 
Rullo 7 10 0.002 

Guidarulli 8 2 0.001 
Vite 9 1 0.025 

 

Il procedimento per determinare l’inerzia equivalente dei componenti traslanti è analogo al pre-

cedente. La massa complessiva degli elementi traslanti è pari a: 

𝑚𝑇 = 10 ∙ 𝑚7 + 2 ∙ 𝑚8 + 𝑚9 = 0.047 𝑘𝑔 

L’inerzia equivalente riportata all’albero veloce di tutti componenti traslanti vale: 

𝐽𝑒𝑞𝑇𝑅𝐴𝑆𝐿
= 𝑚𝑇 ∙ (

𝑝

𝜏16
)
2

= 2.98 ∙ 10−12 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Considerando sia i componenti rotanti sia quelli traslanti, il momento di inerzia equivalente 

dell’intero servomeccanismo si ottiene come segue: 

𝐽𝑒𝑞 = 𝐽𝑒𝑞𝑅𝑂𝑇𝐴𝑁𝑇𝐸
+ 𝐽𝑒𝑞𝑇𝑅𝐴𝑆𝐿

= 2 ∙ 10−6 𝑘𝑔 ∙ 𝑚2 

Si osserva che sia per la soluzione proposta dal Politecnico di Torino sia per quella sviluppata 

dalla Mecaer Aviation Group, il momento d’inerzia riportato all’albero veloce di tutti i compo-

nenti traslanti è trascurabile rispetto a quello dei componenti rotanti.  
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9 CONCLUSIONI E SVILUPPI FUTURI 

Le leggi di controllo riportate in questa tesi sono il risultato di un lavoro svolto considerando i 

dati e gli strumenti disponibili in relazione allo stato attuale di avanzamento del progetto.  

In particolare, le strategie di controllo ottenute sul modello semplificato – equivalente ad en-

trambe le soluzioni reali – forniscono dei risultati soddisfacenti, in compliance con le specifiche 

di progetto. Le semplificazioni considerate non vanno a limitarne la validità: sulla base delle 

condizioni di analogia tra il sistema semplificato e quelli reali, a livello numerico è sufficiente, 

infatti, modificare solamente i parametri inseriti nei modelli in relazione alla configurazione 

considerata, mentre la struttura ad alto livello dei modelli rimane invariata, così come gli schemi 

a blocchi relativi alle logiche di controllo. Ciò che cambia dunque – tra il sistema semplificato e 

le soluzioni reali – non è l’algoritmo rappresentato dal diagramma a blocchi della logica di con-

trollo, bensì il valore del guadagno proporzionale sul ramo di closed loop e, eventualmente, il 

valore del lower limit della saturazione dinamica del duty cycle: questi cambiamenti potranno 

essere effettuati in relazione alle necessità della singola configurazione reale.   

Possibili sviluppi futuri del presente lavoro comprendono: 

• Realizzare un modello numerico a parametri concentrati ad hoc per ciascuna delle sin-

gole soluzioni. Per far ciò è possibile utilizzare i dati relativi all’inerzia equivalente 𝐽𝑒𝑞 

ed ai rapporti di trasmissione riportati nell’ultimo capitolo della tesi; 

  

• Valutare numericamente, mediante delle simulazioni FEM, la cedevolezza complessiva 

delle trasmissioni; 

 

• Effettuare una stima sperimentale dei parametri dinamici dei modelli numerici, in par-

ticolare il coefficiente di smorzamento viscoso dimensionale dell’intero azionamento 

𝐶𝑒𝑞. Nei modelli presenti in questa tesi si è considerato un valore ottenuto tramite evi-

denze sperimentali sul banco prova in cui la trasmissione del moto era realizzata me-

diante un elastico, in accordo con il modello semplificato utilizzato. Nella definizione 

dei modelli realizzati ad hoc per le singole soluzioni, risulterà necessario determinare il 

coefficiente 𝐶𝑒𝑞  per entrambi gli attuatori elettromeccanici con il medesimo procedi-

mento;  

 

• Adattare ed affinare le leggi di controllo sviluppate a ciascun attuatore reale, utilizzando 

il medesimo approccio qui riportato, ovvero impiegando i modelli numerici dei servo-

meccanismi come test bench virtuali; 

 

• Sperimentare le suddette leggi di controllo sul sistema reale. Una volta appurato me-

diante delle simulazioni numeriche che le leggi di controllo forniscano dei risultati sod-

disfacenti in termini di prestazioni ed affidabilità, implementare queste nel software di 

controllo presente nel banco prova, in modo tale da verificare sul campo la loro validità.   
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