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B - Vetor densidade de f luxo [T] 

3 B ^ - Valor máximo da densidade de fluxo na coroa do estator [T] 

''?^ B r̂ - Valor máximo da densidade de fluxo na coroa do rotor [T] 

Q Bd - Valor máximo da densidade de fluxo no dente [T] 

Bg - Valor máximo da densidade de fluxo no raio médio do entreferro [T] 

Q Bgq(e)-Valor da densidade de fluxo equivalente fase-neutro para cada 

ângulo 6 

Bn -Valor máximo da enésima harmônica de densidade de fluxo magnético [T] 

3 S, - Valor da densidade de f luxo remanente [T] 
.--^ 
^ B',„ - Valor da densidade de f luxo radial para um raio genérico de uma bobina 

3 
Q de 1 espira [T] 

3 B,g - Valor da densidade de fluxo radial para um raio genérico de 2p bobinas 

O 
de 1 espira(T) 

^ B.̂ 1 - Valor da densidade de fluxo radial devido a camada de corrente na 

superficie curva r=c^ ( i m ã com magnetização paralela) [T] 

B,^2 -Valor da densidade de fluxo radial devido a camada de corrente na 

superficie curva r = C 2 (imã com magnetização paralela) [T] 

B,L - Valor da densidade de fluxo radial devido a camada de corrente nas 

laterais do imã (imã com magnetização paralela) [T] 
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- Valor da densidade de f luxo radial produzida por toda a bobina para um 

raio genérico ( i m ã com magnetização radial) [T] 

B^ - Valor da densidade de fluxo radial produzida por todas as bobinas para 

um raio genérico ( i m ã com magnetização paralela) [T] 

"B.r"(e) - Produto médio "B.r" para cada ângulo 0 [T.m] 

c - Raio de uma bobina de uma espira [m] 

- Raio interno do imã [m] 

) C2 - Raio externo do imã [m] 

Cl - Inclinação de ranhura medida no raio externo do estator [m] 

o 
' ' \ C - Conjugado Eletromagnético médio [Nm] 

•• '"•\ - Conjugado frenante [Nm] 

0 
o 

d 

Do 

- Diâmetro do fio (m) 

- Diâmetro do condutor [mm] 

De - Diâmetro médio no entreferro [m] 

- Diâmetro externo do estator [m] 

D. - Diâmetro interno do rotor ou diâmtro interno do imã [m] 

O 
/ ^ • ^ Dei - Diâmetro externo do imã [m] 

O D,, - Diâmetro externo do rotor [m] 

- Vetor intensidade de campo interno [Ae/m] 

^ \ - Espesssura da lâmina [m] 

f \ 
V ' 
/ \ 

e - Comprimento radial do entreferro [m] 

o E - Tensão do barramento CC (V) 

C) E .̂ - Valor máximo da tensão induzida fase-neutro [V] 

C) 
o 
o 

- Valor máximo da tensão induzida fase-fase [V] C) 
o 
o f - Frequência da tensão induzida [Hz] 

o. - Frequência da enésima harmônica de campo [Hz] 

o 
C) 

- Fator da densidade de fluxo para toda bobina num raio genérico 

C) 



3 Fm a F, 3„ -Fatores para cálculo das densidades de fluxo radial 

H - Valor da intensidade de campo [Ae/m] 

;) Ho - Valor da intensidade de campo coercit iva [Ae/m] 

H - Vetor intensidade de campo [Ae/m] 

"A 'p - Corrente de pico ou valor máximo da corrente [A] 
J 

, ) l e . - Corrente eficaz [A] 

J ]• - Vetor densidade de corrente volumétr ica [A/m^] 
... . / 

Kemp - Fator de empacotamento 

) 

- Constante de perdas por corrente induzidas no ferro (MFR) 

•''3 - Constante de perdas por correntes induzidas no cobre (MSF) 

- Constante de perdas histereticas 

K - Fator de correção para M ,̂ 

K' - Vetor densidade de corrente superficial [A/m] 

- A 
KV - Valor da densidade de corrente superficial na lateral do imã [A/m] 

K'c - Valor da densidade de corrente superficial na superfície curva do imã 

o [A/m] 

o Ke - Fator que relaciona a tensão induzida fase-fase e a tensão induzida 

O fase-fase 

^' 
Kskn - Fator de inclinação para enésima harmônica 

O 1 - Comprimento efetivo dos condutores na ranhura ou comprimento 

o longitudinal do pacote [m] 
V,. /' 

/- \ 
V J 

'cr - Largura da coroa do rotor [m] 

o ce - Largura da coroa do estator [m] 

\, ) 

O r - Comprimento longitudinal do rotor [m] 

/' \ 

V / 
m - número de fases 

6 
M - Valor da magnetização [Ae/m] 
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M - Vetor magnetização [Ae/m] 

Mo - Valor da magnetização para imã com permeabil idade de "recoil"=1 

:) [Ae/m] 

Mo - Vetor magnetização para imã com permeabil idade de "recoil"=1 

3 
O 
3 

n - Ordem da harmônica 3 
O 
3 nh - Expoente das perdas histereticas (aproximadamente 2) 

- Freqüência de rotação do campo [Hz] 

v , y 

\ ñ - Vetor normal à saída da superfície 

(") N - Número de condutores série por fase 

3 Nor - Número de condutores por ranhura 

. - ^ 
W P - Número de pares de pólos 

3 Pcife - Perdas por corrente induzidas no ferro por unidade de massa [W/kg] 

3̂  
3 

Pcife - Perdas por correntes induzidas no ferro por unidade de volume [ W / m ^ ] 3̂  
3 Ph - Perdas histereticas por unidade de massa [W/kg] 

Pfe - Perdas no ferro no motor [W] 

3 Ph - Perdas histereticas no motor [W] 

: 3 
P 

CIOU 
- Perdas por correntes induzidas no cobre [W] 

: 3 
Pj - Perdas Joule no enrolamento do estator [W] 

O Pmec - Potência Mecânica [W] 

O 
P 

sup 
- Perdas Suplementares [W] 

o q - Número de ranhuras por pólo e por fase 

o 
o 
C) 

r - Raio ou distância entre dois pontos [m] o 
o 
C) - Raio médio no entreferro [m] 

( ; - Resistência fase-neutro do motor [Q ] 

ü 
1 O 

s - Á r e a [m^] 

S - Número de ranhuras do estator 

^ ^ 
r ^ 

- Largura de dente do estator [m] 

o 
o 



3 V - Volume [m^] 

3 V - Potencial elétrico [V] 

^ Vd - V o l u m e dos dentes do motor [m^] 

3 Vg - Velocidade do campo magnético no raio médio do entreferro [m/s] 

^ V ^ - V o l u m e na coroa do estator [m^] 

V,i - Volume de cobre no raio r, [m^] 

w - Largura crítica do imã em termos de conjugado de "cogging" [m] 

- Largura do dente do estator [m] 

- Ângulo do imã (° mecânicos) 

- Fator de distribuição de fluxo 

- Patamar da distribuição da densidade de fluxo (° elétricos) 

- Susceptibi l idade magnética 

- Permissividade do meio [F.m] 

- Fluxo magnético por pólo ( to ta l ou por comprimento) [Wb ou Wb/m] 

- Potencial escalar magnético (modelo coulombiano do imã) [A/m] 

- Rendimento 

- Permeabil idade magnética [H/m] 

- Permeabil idade magnética relativa 

= 47i10"' 'H/m - Permeabil idade magnét ica no ar 

- Ângulo genérico (° mecânicos) 

- Resistividade elétrica [ D . m ] 

- Densidade de carga magnética volumétr ica [ A / m ^ ] 

- Densidade do FeSi [ k g / m ^ ] 

- Densidade de carga magnética superficial [A/m] 

- Passo polar [m] 
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- Duração da mudança de -B para +B da distribuição de densidade de 

fluxo (seg) 

Q - Potencial magnético escalar (modelo para cálculo do campo magnético) 

[A/m] 

o - Frequência angular do rotor [rad/seg] 

B, - Metade do ángulo formado por uma bobina inserida entre dois cil indros 

ferromagnéticos [*" mecánicos] 
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^ R E S U M O 

) 

Motores a ímãs permanentes de comutação eletrônica ("Brushless DC Motors") 

3 têm sido amplamente estudados por causa, principalmente, do seu ótimo 

) desempenho e tamanho reduzido quando comparados com outros motores. Para 

3 altas velocidades estes motores têm encontrado seu espaço, e uma forma de 

j manter este desempenho em velocidades muito altas é o motor sem ferro no 

3 estator (MSF). 

Inicialmente, são apresentados os aspectos construtivos e de funcionamento 

destes motores BDCM. 

Foram obtidas equações da distribuição da densidade de f luxo no entreferro, o 
3 num raio genérico, para um motor com ferro de ímãs pemnanentes com 

magnetização radial ou paralela. A inclinação de ranhura do estator do motor 

3 com ferro ranhurado (MFR), que afeta a distribuição da densidade de fluxo, foi 

levada em conta, através da aplicação do fator de inclinação para cada 

harmônica de campo. A partir das equações anteriormente obtidas e fazendo o 

• O raio interno igual a zero, também foi obtida a distribuição da densidade de f luxo 

X para um raio genérico nos condutores do motor sem ferro no estator. Com a 

o distribuição de densidade de f luxo em 3 raios nos condutores foi determinada a 

O forma de onda da tensão induzida fase-neutro e fase-fase do motor sem ferro no 

O 

^ estator (foi suposta análise bidimensional). 

C) O conjugado eletromagnético médio foi obtido através da distribuição de 

o-
O 

O 
o 
KJ 

o 
o 
o 

densidade de fluxo no entreferro, para o MFR, e através da distribuição em 3 

raios nos condutores, para o MSF. O conjugado frenante, devido às perdas no 

ferro do MFR, foi determinado através de dois modelos da literatura, Slemon e 

O 
Q Errard. Foi desenvolvido um modelo de cálculo do conjugado frenante, devido às 

O' 



correntes induzidas no cobre do MSF, a partir do modelo teórico de perdas no 

^ ferro de material laminado. 

A partir dos modelos desenvolvidos foram dimensionados e construídos dois 

motores BDCM com o mesmo rotor, um MFR e outro MSF , com diâmetro de 

entreferro igual a um motor de histerese e com rotação máxima de 24.000 rpm. 

Critérios para o dimensionamento dos motores BDCM são apresentados. 

Resultados experimentais como: a forma de onda da tensão induzida, o 

conjugado frenante devido ás perdas no ferro do MFR e às correntes induzidas 

3 no cobre do MSF e o rendimento, são comparados com os obtidos pelos 

modelos. 

3 Além disto, as características externas e o desempenho destes dois motores 

^ BDCM são comparados entre si e, também, o desempenho, com o motor de 

3 histerese em várias rotações. Na rotação máxima de 24.000 rpm é feita também 

O uma comparação da relação conjugado/volume destes três motores. 
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^ Electronically Commutated Permanent Magnet Motors: An approach to the 

^ Ironless Motor 

Electronically Commutated Permanent Magnet Motors (Brushless DC Motors 

"BDCM") has been widely studied mainly due to their great performance and 

:^ compact size when compared with other motors. These motors have found their 

3 applications for high speeds, but for very high speeds the ironless construction 

^ (stators without teeth and back iron) is more suitable because it keeps the good 
O 
3 performance, like efficiency and power factor. 

0 First of all, constructive and operational aspects of the BDCM are presented. 

Equations of the flux density distribution in the air gap, in a generic radius, for a 

normal BDCM (with iron in stator and rotor), with radial or paralel magnetization 

of the permanent magnets were obtained. The stator slots inclination which 

r-^ affects the density distribution w a s considered, through the application of the 

O inclination factor for each harmonic field. From these equations mentioned 

above, and setting the inside radius zero (for insides stator), the flux density 

distribution along the conductor for the ironless motor was also obtained. With the 

flux density distribution in 3 radius on the conductors, the induced voltage 

waveform phase-neutro and phase-phase was determinated. A bidimensional 

O analysis was supposed . 

O 
The medium eletromagnetic torque were obtained through the flux density 

distribution in the air gap for a normal motor and through the equivalent 

distribution for the ironless motor. The drag torque due to iron losses was 
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obtained from two models of the literature. For the ironless motors, a model to 

3 evaluate the losses induced in the copper's motor was developed. 

It was dimensioned and constructed two BDCM motors with the same rotor, 

> one normal and the other, ironless. They have the same air-gap diameter as an 

Hysteresis motor with a maximum rotation of 24.000 rpm. Criterious for the 

dimension of the two motors are shown. 

Experimental results, like induced voltage waveform, drag torque and 

efficiency are compared with the models developed. 

) Furthermore, the external caractheristics and the performance of the two BDCM 

motors are compared each other and to the performance of the hysteresis motor, 
••J 
Q in diferent rotations. A t the 24.000 rpm maximum rotation, a comparison of 

3 torque/volume relation among these three motors is also established. 
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1 INTRODUÇÃO 

1.1 INTRODUÇÃO 

) Motores de alta velocidade têm se restringido a motores de gaiola, histerese e 

y^ relutância. Os motores de gaiola, antes que os de histerese e de relutância, 

j apresentam limitação de velocidade devido a problemas de tensão mecânica 

^ máxima admissível no seu rotor. O fato de motores de histerese e de relutância 

poderem utilizar materiais, no seu rotor, com limites de escoamento (tensão 

mecânica máxima admissível) maiores, os capacita a atingir grandes 

velocidades. No entanto, estes tipos de motores apresentam as seguintes 
• j 

O desvantagens : baixo fator de potência (menor que 50%) e menor rendimento 

'-^ (em torno de 65 %) . Este t ipo de característ ica faz com que estes motores 

Q tenham uma quantidade de cobre relativamente alta no seu estator, por causa da 

3 maior força magneto-motriz necessária. 

O 

^ Já um motor de ímãs permanentes de comutação eletrônica ("Brushless DC 

O Motor" BDCM) pode produzir fatores de potência e rendimentos em torno de 

90%. O motor sem fen-o no estator (MSF) pode produzir rendimentos mais altos 

do que o motor com ferro ranhurado (MFR), principalmente para altas 

velocidades. Já o motor de ímãs permanentes MFR tem a vantagem de possuir 

uma relação conjugado/volume maior, implicando uma economia não só no cobre 

C) do estator, mas também no ferro do estator e rotor, quando comparados, neste 

caso, aos motores de gaiola, histerese ou relutância . Em apl icações onde o 

volume do motor é limitado, o MFR pode ser uma opção. 

J 
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A seguir, são resumidas as vantagens e desvantagens dos motores aqui 

Vantagens do Motor de Histerese 

-Construção simplif icada do motor (rotor consiste de tubo maciço) 

-Não necessita de sensores de posição 

Desvantagens do Motor de Histerese 

-Relação conjugado/volume baixa 

-Baixo fator de potência 

-Rendimento médio 

Vantagens do BDCM: 

-alto rendimento 

-alto fator de potência 

-alta relação conjugado/volume (principalmente o MFR) 

Vantagens do BDCM sem ferro no estator (MSF): 

-sem força radial (muito pequena) quando descentrado 

-sem conjugado de ranhura "cogging torque" 

-possibil idade de altos rendimentos em rotações mais elevadas 

-relação conjugado/volume maior que o Motor de Histerese 

^ V As vantagens apresentadas acima do motor BDCM sem ferro no estator 

(MSF) nos levaram a pesquisar este motor para aplicação em alta 

( ) velocidade. 
> 

O 
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Como desvantagens dos motores BDCM, podemos citar: 

-alto custo dos ímãs permanentes 

-necessidade de sensores de posição do rotor (existe a possibil idade de 

trabalhar sem sensores "sensorless", com um aumento na eletrônica ) 

-fabricação mais onerosa do motor (principalmente por causa dos ímãs 

permanentes do rotor) 
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1.2 OBJETIVOS 

Os objetivos principais que norteiam este trabalho estão relacionados abaixo: 

-Desenvolvimento de uma metodologia para levantamento teórico da forma de 

onda de tensão induzida, do valor do conjugado médio, do conjugado frenante 

por correntes induzidas no cobre (perdas) e do rendimento para o motor de ímãs 

permanentes de comutação eletrônica sem ferro no estator. 

-Dimensionamento e construção de dois motores de ímãs permanentes de 

comutação eletrônica, um com ferro ranhurado e outro sem ferro, com o mesmo 

O rotor e com diâmetro de entreferro igual ao motor de histerese de [1] e com 

rotação limite de 24.000 rpm, tendo em vista comparações que serão feitas entre 

Q estes motores. 

O 
O 

Q -Comparação teórico-experimental da forma de onda de tensão induzida, do 

O valor de conjugado médio, do conjugado frenante (devido a perdas no ferro para 

y o MFR e a correntes induzidas no cobre para o MSF ) e do rendimento para os 

O dois motores de ímãs permanentes. 
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2 ASPECTOS CONSTRUTIVOS E DE FUNCIONAMENTO DO MOTOR DE 
ÍMÃS PERMANENTES DE C O M U T A Ç Ã O ELETRÔNICA (BDCM) 

O motor propriamente dito consiste de um estator onde temos um enrolamento 

(alojado em núcleo ferromagnético ou não) e de um rotor onde são colocados 

ímãs permanentes, sempre arranjados em pares polares. Estes ímãs produzem o 

fluxo de excitação. A interação deste fluxo com as correntes nas bobinas do 

estator, no tempo certo, resultará em conjugado. A fim de que as bobinas do 

enrolamento recebam corrente no instante adequado , a localização do campo 

produzido pelo rotor precisa ser conhecido e isto é feito através de sensores 

óticos ou sensores tipo Hall ou "encoders". Os sinais gerados por estes sensores 

são recebidos pela eletrônica de comutação que chaveará correntes nas bobinas 

3 no tempo certo. As característ icas principais deste motor são [2]: 

^ ( l )d istr ibuição retangular (ou trapezoidal) de densidade de fluxo no entreferro, 

3 apesar de podermos ter distribuição senoidal [3,4,5] 

O (2) correntes com forma retangular ou próxima a retangular . 

3. 
i X (3)enrolamento de estator concentrado, apesar de podermos ter enrolamento 

distribuído e encurtado ou até fracionário [6]. 

No motor BDCM MFR tem-se uma distribuição retangular (ou melhor, 

trapezoidal) da densidade de f luxo e uma onda de corrente retangular . Esta 

condição permite que o motor tenha o mínimo de harmônicas de conjugado e 

uma máxima densidade de potência por volume [7]. No motor BDCM MSF a 

O distribuição de densidade de f luxo é quase que senoidal e a excitação (corrente) 

'y'^ é quase retangular. Uma análise da influência da forma de onda de corrente e da 

3 j 

Ç) distribuição da densidade de f luxo sobre o conjugado instantâneo é feita na 

referência [8], Os motores em questão, tanto o MFR como o MSF, funcionam à 

base de passos, ou seja, o campo do estator muda de posição angular de passo 
O em passo e não cont inuamente como no motor de ímãs permanentes senoidal 
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^ sem escovas. Neste último, a tensão é senoidal (excitação senoidal) , a onda de 

3 corrente é senoidal , todas as fases estão sempre l igadas e o motor reagirá 

^ como um motor síncrono CA de ímãs permanentes. [2,6] .A vantagem deste 

3 último é também a menor ondulação de conjugado às custas da necessidade de 

^ uma eletrônica e de um sensor mais sofisticado, como o encoder [6] 

^ Nos motores objetos desta tese, temos sempre uma das fases desl igadas , 

3 havendo troca de fase (ou comutação) conforme o movimento do rotor. Esta 

? troca de fases é ditada pela eletrônica de comutação, e por isto também o nome 

O motor de ímãs permanentes de comutação eletrônica [4,9]. Este motor apresenta 

características externas conjugado-rotação e conjugado-corrente semelhantes às 

3 características de um motor de con-ente cont inua e por isso também recebe o 

3 nome de "Brushless DC Motor" ou BDCM 

Existem várias formas construt ivas do motor de ímãs permanentes sem 

O 

O escovas [10]: 

D 
D-
Q 2)Rotor externo(campo magnético radial) 

O 
O 
O 

\j 

O 

o 

o 
o 
o 

1)Rotor interno (campo magnético radial) 

3)Disco (campo magnético Axial) 

Quem determina a forma construt iva é a forma disponível do ímã e 

J principalmente a aplicação[6]. Apl icações onde se deseja, por exemplo, um motor 

r̂  com baixa inércia (servo sistemas), o motor certamente será de rotor interno. Por 

) outro lado, onde se deseja velocidade uniforme e constante em média e alta 

rotação, um motor de rotor ex temo se aplica bem. Às vezes, por causa do 

(•-̂  espaço disponível, um motor de disco pode ser mais conveniente, como por 

exemplo em acionadores de disco de computadores ou toca discos CD. 

Normalmente, as formas construt ivas 1) e 2) possuem estator com núcleo 

O ferromagnético laminado ranhurado. Na estrutura 3) é difícil a elaboração dos 

dentes do motor. 
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3 As três formas construtivas também podem ser do tipo sem raniiura 

^ ("slotiess"), para eliminação do conjugado de "cogging" (conjugado de relutância 

X entre dentes do estator e imãs do rotor), problemático principalmente em baixas 

rotações. Nesta forma construt iva o enrolamento do estator está apoiado a um 

núcleo ferromagnético laminado ou próximo a um núcleo ferromagnético maciço 

) que gira junto com o rotor (para evitar perdas no ferro) [11]. A função deste 

núcleo ferromagnético é o fechamento do fluxo magnético. Há uma versão do 

motor "slotiess" a qual não contém o núcleo de ferro do enrolamento do estator 

(motor sem ferro no estator -MSF) [6]. Este motor, apesar de não ser eficiente do 

ponto de vista de conjugado por volume, pode ser muito útil para velocidades, 

acima de 50.000 rpm, onde as perdas no ferro causariam aquecimento excessivo 

[5]. Este tipo de motor é o tema principal desta tese. Para altas velocidades, o 

3 motor de rotor interno apresenta problemas no que diz respeito à retenção dos 

O ímãs. É necessário usar uma capa não magnética de retenção. O rotor do tipo 

interno pode apresentar basicamente duas configurações de ímãs, uma com os 

3 

3 
3-
O ímãs montados na superfície e outra com os ímãs radialmente situados entre 

^ peças polares de ferro doce, resultando num projeto mais barato . 

Q O motor de rotor externo apresenta, basicamente, uma configuração de ímãs, 

ou seja, arcos ou paralepípedos de ímãs colados na superfície interna de um 

copo de material ferromagnético. A retenção dos ímãs é automaticamente 

3 

K.J 

\ y 

r \ 

o 

o 

o 
3 
3 

3 provida, o que torna este motor adequado a altas velocidades. 

No caso do motor sem ferro no estator, o rotor é idéndico ao rotor do motor 

com ferro ranhurado no estator, e o enrolamento do estator, em vez de estar 

entre dentes ferromagnéticos está apoiado em material plástico ou em um 

material não magnético e nem condutor. Existem formas alternativas de 

3̂  enrolamento como o Faulhaber, romboédrico, sino e bola [12]. Estes 

r 3 
enrolamentos resultam num tubo rígido á parte. Como não temos ferro no 
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'3 estator, o f luxo magnético do ímã se fecha ,de um pólo para outro, pelo "ar" 

^ (condutores do motor), tendo portanto uma grande relutância a vencer. Isto 

provoca um fluxo disperso maior no anel do rotor em relação aos motores com 

3 ferro ranhurado. 

O enrolamento do estator é composto de fases que podem ser acionadas 

3 individualmente [ 1 3 ] , ou através de um circuito dado pela figura 2 . 1 no caso 

^ trifásico. As fases do motor podem estar l igadas em triángulo ou estrela. 

Como neste trabalho se trata de um motor trifásico, necessitamos de 3 

3 sensores de posição, que podem ser do tipo Hall, alojados no estator e 

r defasados de 1 2 0 graus no espaço e podem ser sensibil izados pelos ímãs do 

3 próprio rotor. Destes três sensores com o rotor girando obtemos 3 sinais 

defasados de 1 2 0 ° elétricos com largura de pulso de 1 8 0 ° graus ( S a , S b , S C 

3 
3 conforme figura 2 . 1 ) . Estes três sinais passarão por uma lógica eletrônica que 

3 gerará 6 sinais que, por sua vez, através de "drives", acionarão os 6 transistores 

3 
num intervalo de 6 0 °. Neste intervalo, sempre dois transitores estarão 

3 conduzindo, ou seja, duas das três fases do motor estarão ligadas ao barramento 

^ CC, conforme diagrama da f igura 2 . 1 ou tabela 2 . 1 . A diferença de tensão entre 

3 o barramento CC e a tensão induzida fase-fase, juntamente com as indutâncias e 

3 resistência dos enrolamentos das fases, definirão a corrente que passará por 
3 
3 

O 

O 
o 
3 

y\ 

o-
3 
O 
O 
3 

es tas . 

O ajuste da posição dos sensores definirá também a forma de onda da 

corrente. O ideal é que esta forma seja retangular , ou seja, 2 vezes 6 0 ° em 

nível zero, 2 vezes 6 0 ° em nível positivo e 2 vezes 6 0 ° em nível negativo ( 6 

pulsos de 6 0 ° em um ciclo), conforme figura 2 . 1 . Para que isto ocorra, é 

necessário que a tensão induzida fase-fase tenha a forma trapezoidal e com um 

C / patamar suficientemente grande ( 6 0 ° no caso) para que não tenhamos picos de 

correntes muito elevados, devido à possível grande diferença entre tensão de 
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barramento e tensão induzida. É interessante também que a tensão induzida 

esteja centrada no período de condução daquele transistor. No caso de motores 

sem ferro no estator, a tensão induzida fase-neutro ou fase-fase já apresenta o 

aspecto mais senoidal. Neste caso, para centrarmos a onda com o período de 

condução do transistor é necessário que a tensão induzida fase-fase esteja 

atrasada de 30 ° elétricos do início de condução do transistor, conforme figura 

2.1 (válido para motor trifásico). Como exemplo,veri f icamos que a centragem 

ocorre quando o valor máximo de e^e estiver atrasado de 30 ° do início de 

condução de T I ou início de i^ (diagrama da figura 2.1); quando temos os 

transistores T1 e T6 conduzindo a tensão induzida, e^g está sendo vista pelo 

barramento CC durante 60 ° elétricos; quando T6 deixa de conduzir, inicia-se a 

condução de T2 ou a fase C é conectada (comutação da fase B para a fase C) 

e a tensão e^c aparece durante 60 ° elétricos frente ao barramento CC. A seguir, 

é mostrada tabela 2.1 de condução dos transistores, fases ligadas e respectivas 

tensões induzidas vistas pelo barramento CC: 

Transís. T l T1 T3 T3 T5 T5 T l 

conduz. T6 T2 T2 T4 T4 T6 T6 

Fases A B AC BC BA CA CB A B 

Conec. 

Tensão © A C ® B C © C A 

induz. 

Tabela 2.1 Tabela mostrando o período de condução de cada transistor (cada 

lacuna corresponde a 60° elétricos), as fase conectadas e a tensão induzida 

fase-fase vista pelo barramento CC. 

w 
y^ 
w 

O 
o 
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3 O conjugado do motor é proporcional ao produto da corrente pela tensão 

^ induzida. Assim, caso a corrente seja retangular e a tensão induzida fase-fase 

seja trapezoidal com patamar suficientemente grande, teremos um conjugado 

sem ondulação para o motor com ferro ranhurado. Já no motor sem ferro 

j teremos um produto que resultará numa ondulação de conjugado, que pode ser 

visto na figura 2 .1 . Quanto menor for a diferença entre o valor máximo da tensão 

induzida e o valor a -30° deste máximo, menor também será a ondulação de 

conjugado. 

Quanto às perdas, no motor com ferro ranhurado no estator temos um limitante 

3 na velocidade, uma vez que estas são altas e crescem muito com a velocidade. 

^ É necessário utilizar chapas de ferro com espessura muito pequena (de difícil 

3 
3 obtenção). No motor sem ferro existem perdas induzidas no cobre, que podem 

O faci lmente ser reduzidas com a util ização de fios de cobre mais finos em paralelo, 

3 
^ no estator. Isto garante que poderemos atingir rendimentos melhores no MSF em 

O altas velocidades. 
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Figura 2.1 Figura mostrando o motor com seu acionamento, os sinais dos 

sensores e os de chaveamento dos transistores, assím como as fonmas de onda 

de tensão induzida , corrente e conjugado. 
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) parametrização e, conseqüentemente, a otimização dos projetos. 

O projeto ou análise de um motor a imãs permanentes depende de 

conhecermos a distribuição da densidade de f luxo no entreferro, para o caso do 

motor com ferro, e nos condutores at ivos, no caso do motor sem ferro. Esta 

distribuição da densidade de fluxo é obtida, analit icamente, através da solução 

da equação de Poisson ou da equação de Laplace para o potencial magnético, 

com aplicação de condições de contorno adequadas. O ímã, nestes casos, é 

representado por uma distribuição superficial de cargas magnéticas nas 

O superficies perpendiculares à magnetização, ou por duas capas de corrente nas 

^ suas superfícies paralelas à magnetização. A seguir, a título de um melhor 

3 entendimento, são apresentados os modelos matemáticos do ímã permanente 

que permitem a obtenção do potencial magnético e, portanto, da densidade de 

fluxo. 

3.2 M O D E L O S MATEMÁTICOS DO ÍMÃ PERMANENTE 

Todo material ferromagnético apresenta uma curva de primeira magnetização e 

um ciclo de histerese que é a curva B x H (densidade de fluxo x intensidade de 

O campo) nos quatro quadrantes, conforme figura 3.1 

3 MODELO ANALÍTICO DE CÁLCULO DA T E N S Ã O INDUZIDA NO MOTOR 

3.1 INTRODUÇÃO 

A necessidade de modelos analít icos [14] vem do fato de eles facilitarem a 
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Figura 3.1 - Curva de primeira magnetização e ciclo de histerese de um material 

ferromagnético [12]. 

Na curva de primeira magnet ização podemos determinar a permeabil idade 

magnét ica do material ^ e a permeabil idade relativa jj.^ do material para qualquer 

ponto, utilizando a equação abaixo: 

B 
^ = H 

| i - permeabil idade magnética [H/m] 

permeabil idade magnética relativa 

fa„ = 4 7 i 1 0 " ' ' H / m - permeabil idade magnética no ar 
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'-y intensidade de campo coercit iva dos materiais "moles", é baixa e pode variar de 

í \ 

3 

aproximadamente 0,3 A /m até aproximadamente 1600 A /m. As permeabil idades 

O magnéticas relativas podem chegar até aproximadamente 350.000. 

O 
Os materiais "semi-duros" apresentam intensidade de campo coercitiva entre 

aproximadamente 1600 A /m e aproximadamente 40.000 A/m. A s 

permeabil idades magnéticas relativas variam de dezenas a aproximadamente 

algumas centenas de unidades. São materiais que apresentam aplicação em 

motores de histerese, por exemplo. No começo do século, estes matérias eram 

os ímãs permanentes da época. 

Os materiais "duros" magneticamente, ou ímãs permanentes, apresentam 

valores altos de intensidade de campo coercit iva, normalmente acima de 40.000 

A/m e é desejável que apresentem altos valores de densidade de f luxo 

remanente. Os ímãs permanentes, normalmente, são caracterizados pelo 

segundo quadrante (curva de desmagnetização). Existem, basicamente, 3 t ipos 

.J 

^ Nos ciclos de histerese podemos destacar dois pontos de importancia: a 

densidade de fluxo remanente e a intensidade de campo coercitiva H^, 

conforme figura 3 .1 . 

}^ Os valores das grandezas B, e determinam se o material é "mole", "semi-

3 duro" ou "duro" magneticamente. 

^ Um material "mole" magneticamente, necessita de uma intensidade de campo 

•j H pequena para se obter um valor relativamente alto de densidade de fluxo, ou 

'j seja, ele apresenta valores altos de permeabil idade e valores baixos de 
-

) 

3 (intensidade de campo necessária para retirarmos todo o fluxo remanente). Estes 

3 materiais podem ter até B, altos (da ordem de 1T), como os aços. Também 

existem materiais com valores baixos de B^ ou (densidade de fluxo de 
-y 

3 saturação), como os ferrites magnéticos "moles" (B^ da ordem de 0,3 T). A 
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diferentes de ímãs permanentes usados em motores pequenos de corrente 

contínua, conforme figura 3.2 [11]. 

J 

y 
y 
. y 

1)Alnico 

2)Ferri tes ou ímãs cerâmicos 

3)ímãs de terras-raras (Samário-Cobalto e Neodímio-Ferro-Boro) 
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Figura 3.2 - Característ icas de segundo quadrante de alguns ímãs permanentes 

[12]. 
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no circuito magnético em que o ímã estiver inserido. 

Um ímã como o Alnico, apresenta um "joelho" na curva do segundo quadrante, 

valor relativamente alto de B^ e valor não alto de H^, conforme figura 3.2. Isto 

implica que, caso o ponto de operação ( determinado pela reta de carga) do ímã 

estiver acima do "joelho", e este sofrer uma mudança no seu circuito magnético 

(por exemplo, a retirada do rotor de um motor de corrente contínua), e a reta de 

carga passar a abaixo do "joelho" e depois fecharmos novamente o circuito 

magnético, retornando à reta de carga original, o par B-H caminhará sobre uma 

curva com permeabil idade relativa de recuperação ("recoil") próxima de 1 e o 

ponto de operação apresentará uma densidade de f luxo menor. O ímã perdeu 

magnetização e terá que ser novamente magnetizado. 

O Já os imãs cerâmicos (ferrite de bário e ferrite de estroncio) e de terras raras 

O 
apresentam uma reta no segundo quadrande com permeabil idade de "recoil" 

O' 
Q próxima de " 1 " , o que impossibil ita a sua desmagnet ização num processo de 

manuseio descrito anteriormente. A s diferenças dos ímãs cerâmicos e de terras 

raras está, basicamente, nos valores de H^ e B^ e no custo. Os ímãs de terras 

O raras apresentam um custo mais elevado, mas apresentam valores de H^ e B, no 

^ mmimo o dobro. 

O A fim de não termos problemas de manuseio e de obter valores elevados de 
yy 

j ; ' densidade de fluxo ( 0,7 a 0,9 T) no entreferro e, conseqüentemente, uma 

Q) compactação de um motor pequeno de corrente contínua ou de comutação 

O eletrônica com ranhura no estator, é necessária a util ização de ímãs de terras 

O 
raras. Com estes imãs, no caso de motores sem ferro no estator, conseguimos 

vy 

o densidade de fluxo da ordem de 0,2 T, no raio médio dos condutores. 

3 A diferença básica está no formato da curva do segundo quadrante e nos 

) valores de e H^. Estas característ icas determinam comportamentos diferentes 
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3 Os ímãs de terras raras têm aberto uma janela para novas tecnologias [2], 

^ principalmente na área de motores elétricos. 

j 

3 

Teoricamente, um volume de material que manifesta uma magnetização M 

pode ser descrito por dois modelos diferentes [14]: modelo por cargas 

j magnéticas {modelo coulombiano) e modelo por correntes distribuídas (modelo 

^ amperiano). 
• \ 

O ímã permanente pode ser descrito pela seguinte equação: 

o 

o 
c; 
o 

O 
O 
o 

B = n „ (H + M) (3.1) 

onde: 

O B -vetor densidade de f luxo no ímã [T] 

^ H- vetor intensidade de campo magnético [Ae/m] 

I 3 M- vetor magnetização [Ae/m] 

O 
O 

: Q O primeiro termo da equação (1.1) (i^qH) é a densidade de f luxo que existirá se 

O o magneto for retirado e a força magnetizante permanecer no valor H [2]. O 

y segundo termo (noM =J) pode ser considerado como a contribuição do ímã para 

kJ 

O a densidade de fluxo, dentro do seu próprio volume [2]. 

A magnetização de um ímã é função da intensidade de campo, e é dada por: 

M = M„ + X H (3.2) 

onde: 

Mo vetor magnetização quando o vetor intensidade de campo é nulo 
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J 

X - susceptibil idade magnética 

Assim, substituindo a equação (3.2) na (3.1), obtemos: 

B = Mo(MrH + M J (3.3) 

onde: 

M .= (1 + X ) (3.4) 

B, = HoM„ (3.5) 

iLi^- permeabil idade relativa de recuperação ("recoil") 

B - densidade de f luxo remanente 

O Quando o ímã permanente é ideal, [i, = 1 {%= 0), pela equação (3.2), temos: 

O 
o-
O M = M„ (3.6) 

O 

'J 

-y 

o 

'v / 

O 

c; 
KJ 

O 
o 
o 

Esta hipótese foi considerada nas referências [15,16,17,18,19] 

3.2.1 Modelo por cargas magnéticas 

Quando não temos correntes impressas no sistema, podemos escrever: 

rotH = 0 (3.7) 

Valendo a equação acima, existirá um potencial magnético escalar "(p", tal que: 

3 18 
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3 H = -grad((p) (3.8) 

) Sabendo também que : 

j 
,) 

O divB = O (3.9) 

D 
-j Apl icando a equação (3.1) em (3.9), obtemos: 

:) 

d i v ( ^ „ ( H + M ) ) = 0 (3.10) 

O 
^ E aplicando (3.3) em (3.9), obtemos: 
•y 

o' d i v (^ „ (M,H + M J ) = 0 (3.11) 

O 
o-
D 

D 
O 

O 
Q 
Q 

O 

o 

O 
v y 

O' 
O 
o 
o 
o 

Assim, utilizando a equação (3.8) em (3.10) e (3.8) em (3.11), obtemos: 

V'(p = div(M) (3.12) 

^ , ^ ^ d i v ( M J ^3^3^ 

A referência [15] resolve a equação (3.13), considerando o potencial em 

coordenadas cil indricas. Porém, a magnetização do ímã, neste caso, é 

considerada radial (M^ não varia com O ), ou seja. 

) 19 
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cl iv(MJ = ^ (3.14) 

As equações (3.12) e (3.13) apresentam semelhança com as equações da 

eletrostática [16,17], onde: 

V ' V = - ^ (3.15) 

V - potencial elétrico [V] 

p - densidade de carga volumétrica [C / m^] 

e - permissividade do meio [F.m] 

Comparando a equação (3.12) com a equação (3.15), podemos escrever[16]: 

div(M) = - p , (3.16) 

o n d e : 

- densidade de carga magnética volumétrica [A / m^] 

Assim, da equação (3.12) e (3.16), temos: 

G V̂ (p = - p , (3.17) 

3 
O 
O 
O 
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O potencial escalar n^iagnético e a intensidade de campo são dados por [16]: 

4n 

P ü i d v + f ^ d s 
(3.18) 

Da equação (3.8) resulta: 

An 
¡ dv + ^ d s 

_ V 

(3.19) 

3 
^ J 

onde: 

r - distância do ponto da fonte até o ponto do campo [m] 

a ^ - densidade de carga magnética superficial [A/m] 

No caso de um ímã ideal (^i, = 1) , = -d iv (M) = O, não temos a densidade 

de carga volumétrica, mas somente a densidade de carga superficial [ 16], dada 

por: 

C) 

O 
Q 
O 

(3.20) 

Ass im, para um ímã ideal, como mostrado na figura 3.3, temos [16,18] : 

O 
471 

^m.ds^ - f ^ d s , (3.21) 

o Da equação (3.8) temos: 

O 
O 
o 
o 
o 
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(3.22) 

Q 
O 
o 

onde os símbolos podem ser vistos naquela figura 3.3. 
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o* 
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Figura 3.3 Modelo de cargas magnéticas idealizado para o íma permanente 
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O 

Para um ímã permanente , conforme mostrado na figura 3.3, com 

magnetização M^, podemos considerar que fora do ímã não temos 

magnetização(Mg=0), e que só existe uma magnetização interna (MJ. Assim, 

para a superfície do pólo norte do ímã da figura 1, temos a seguinte igualdade 

[19]: 

-d i v (M) = - ñ . ( M , - M J = M , = a , , (3.23) 

O 

O 
KJ 

yy 
K^J 

r \ 

Para o pólo sul ou face inferior temos: 

-d i v (M) = - ñ . ( M ; - M J = - M „ = - a , (3.24) 
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A referência [18] utiliza a solução dada pela equação (3.21) num sistema 

cartesiano tr idimensional, sem considerar as imagens das cargas magnéticas na 

) estrutura de ferro oposta ao ímã. Face ao grande raio interno do motor 

^ (122,5 mm) , a adoção de um sistema cartesiano e a não consideração das 

3 imagens nos planos opostos ao do ímã é just i f icável. O ímã é considerado ideal. 

3 A referência [16] analisa um motor de disco, considerando as sucessivas 

imagens. Utiliza também as equações (3.20) e (3.21). No entanto, o sistema de 

) coordenadas é para um motor de disco e o ímã também é considerado ideal. 

•'A 

O 3.2.2 Modelo por corrente distribuída (capa de corrente) 

3 

3 A partir de divB = O podemos definir o vetor potencial magnético A , tal que: 

B = rot(A) (3.25) 

Impõe-se ainda d iv(Ã) = O, para garantir a unicidade de Ã . 

Apl icando o rotacional na equação (3 .25 ) , obtemos: 

V^Â = - ro t (B) (3.26) 

Apl icando a equação (3.1) na equação (3.26), e admit indo a ausência de fonte 

corrente impressa,obtemos[19 ] : 

KJ v 2 V ' A = - i a o r o t ( M ) (3.27) 

O vetor potencial magnético pode ser escrito por [20]: 
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À = i ^ í I ? ^ v + i ^ f 'H is (3.28) 
471-'^ r 4 7 1 r 

onde: 

rot(M) = J' (3.29) 

- y 

onde: 

3 J' vetor densidade de corrente volumétr ica [A/m^] 

3 K' vetor densidade de corrente superficial [A/m] 

-K 

2) A equação (3.29) representa a corrente volumétrica, enquanto que (3.30) é a 

^ corrente superficial. Para magnet ização rigída não temos a corrente volumétrica, 

3 rot(M) = O ,restando apenas a corrente superficial dada pela equação (3.30). Na 

p superfície de contorno do ímã [20] valem as seguintes condições contorno: 

ñ . ( B , - B J ^ O (3.31) 

ñ x ( H , - H J = K (3.32) 

onde: 

B, vetor densidade de fluxo interno [T] 

Bg vetor densidade de fluxo externo [T] 

Hi vetor intensidade de campo interno [Ae/m] 

H3 vetor intensidade de campo externo [Ae/m] 
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Considerando a equação (3.1), a condição (3.32) é equivalente a: 

3 
ñ x ( B , - B J = Ai„(K + K') (3.33) 

K ' = ( M 3 - M ¡ ) x ñ (3.34) 

3 

o 

Como M 3 = 0 e fazendo Mi=M, a equação (3.34) é equivalente a (3.30), 

onde: 

M - vetor magnetização 

ñ - vetor normal à saída da superfície 

Como foi mostrado, o campo magnético produzido em qualquer ponto , 

tanto dentro como fora de um ímã permanente tendo magnetização uniforme M, 

é exatamente aquele produzido por uma distribuição de corrente superficial no 

ímã de densidade dada pela equação (3.30): 

Caso a magnet ização seja rígida M=M„ , podemos escrever K - M „ = - ' 

A figura 3.4 mostra a capa de corrente: 

=Mo 

r -\ 

ry 
r' 

•--^•^ 

'v_ J 

O 

K'=Mo K'=-Mo 

Figura 3.4 Modelo de correntes distribuídas idealizado para o ímã permanente 

O ' 

KJ 
O 
O 
K.J 
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) 

) 3.3 Modelo do ímã adotado e cálculo do campo magnético 

) 

j 

^ O modelo adotado é o sugerido por N. Boules [21], com modif icações para 

) apl icação no motor sem ferro. Neste modelo são consideradas a curvatura do 

motor, a magnetização radial ou paralela e um fator de correção para ímã não 

3 ideal (|Ur * 1). Na referência [22] a curvatura do motor não é considerada. O 

modelo adotado [21] é apl icado também, mais tarde, pelo mesmo autor, para 

reduzir o conteúdo harmônico da tensão induzida (tornando-a mais senoidal) em 

uma máquina de ímãs permanentes [23]. 
-y 

Caso M= Mo (|x, = 1) para qualquer H , a curva de M na característica de 

O desmagnetização do ímã no segundo quadrante é uma reta paralela ao eixo x, 

^ intensidade de campo (M=Mo). Para um ímã com in^ 1, a curva de M apresenta 

3 uma queda dependendo da intensidade de campo H, conforme figura 3.5. O ímã 

3 normalmente opera em pontos na linha B-H, onde B,/2<B<B, [21]. A máxima 

O 
O 
C.) 
r -) 
v y 

o 

O 
o 
o 

queda de desmagnetização nesta região em B=B,/2 é A M . A figura 3.5 mostra as 

O curvas no segundo quadrante de um ímã ideai e do ímã utilizado neste trabalho: 

O 
O 
O 
o 
o 
o 
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Figura 3:5 Curva B-H do ímã permanente no segundo quadrante. ímã ideal, ímã 

real e curva B-H adotada. Densidade de f luxo remanente=0,87 T , 

permeabil idade relativa de "recoil ' - 1,11 para o ímã real. 

A queda de magnetização, para B^/2, é dada por [21]: 

— ^ — M o 
2(1+ x) ° 

(3.35) 

É feita uma correção em M^ [21] de tal forma a considerar a curva de 

desmagnetização com 1(x ^ 0 ) . O valor a ser multiplicado por M^ é dado por 

[21]: 

_(1 + 0,75x) 

onde k,̂  é o fator de redução de M^ 

(3.36) 
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Ass im, a magnetização será considerada rígida {[i, = 1) com M corrigido dado 

por: 

M = k , -^ (3.37) 
Mo 

^ onde: 

-fator de correção para 

A curva B-H com corrigido é mostrada na figura 3.5 (B adotado). 

O máximo erro neste caso é metade do que ocorreria se M fosse considerado 

igual a [21], 

3.3.1 Magnetização radial 

Neste caso, teremos somente capa de corrente nas laterais do ímã, e o valor 

da densidade de corrente superficial, observando a equação (3.30), será dado 

por: 

KV = k , -^ (3.38) 
Mo 

onde: 

K'l -valor da densidade de corrente superficial na lateral do ímã (A/m) 

Nas superfícies curvas, teremos( f igura 3.6) 
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K 'c = Mxñ = 0 (3.39) 

onde: 

K' -valor da densidade de corrente superficial na superf icie curva do ímã (A/m) 

M 

S N 

Figura 3.6 ímã com magnetização radial 

rj 
y y 

Q 

3 

3.3.2 Magnetização paralela 

Nas superfícies laterais, teremos (figura 3.7): 

KV = Msen(90 + a / 2 ) (3.40) 

rj 

3 
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Nas superfícies curvas, teremos (figura 3.7): 

K'c = Msene (3.41) 

J 

o' 

O 
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Figura 3.7 ímã com magnet ização paralela 

3.3.3 Campo Magnético 

Por causa da l inearidade da corrente, o campo magnético, em qualquer ponto, 

pode ser obtido por integração do campo produzido por cada uma dessas 

bobinas. 
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Inicialmente, obtém-se o campo magnético para uma bobina simples com um 

ângulo 2^ e carregando uma corrente i, localizada no raio "c" no entreferro entre 

dois ci l indros de permeabil idade magnética infinita, como mostrado na figura 3.8. 

A solução deste problema clássico foi obtido por Hague [24] (veja Anexo A l ) , 

que resolveu a equação de Laplace em coordenadas cilíndricas, para o potencial 

magnético escalar Q.. 

'V 

(3.42) 

3 
3 
3 
3 

3 

3 

o 
O 
j " \ 
V / 

Inicialmente, Hague determinou a solução de Q para um condutor entre dois 

cil indros ferromagnéticos, aplicando a condição de contorno de continuidade da 

intensidade de campo magnético tangencial nas superfícies do estator e do rotor. 

Depois, ele obteve a solução para uma bobina (dois condutores com correntes 

opostas) inserida entre dois cilindros ferromagnéticos (Anexo A l ) 

I 
I 
I ^1 

Figura 3.8 Bobina entre dois cilindros ferromagnéticos 

3 

G 
G 
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) 

y 

) Boules apresenta as equações de campo na superfície do estator e do 

^ rotor para uma bobina. Retomando as equações apresentadas por Hague 

V 

^ (Anexo A1), temos que a densidade de fluxo magnético radial produzido por uma 

3 bobina, de uma espira, entre dois cil indros ferromagnéticos para um RAIO 

^ GENÉRICO é dada por: 

J 

' 

-_y 

y\ 

•v_y 

r \ 

O 

o 
o 

r \ 
vy 
í -,• 
V / 

O 

B'rg=ZF,cos(ne) (3.43) 
n=1 

onde: 

" n C" 

1 b'Mc'"+a'" 
_n+1 

2n 

sin(n^) r<c (3.44) 
a ^ - b ' " 

O raio r é menor que o raio da bobina 

Considerando uma máquina de 2p pólos, teremos 2p bobinas. A componente 

radial será dada por [21]: 

Brg = ¿ 2 p F „ c o s ( n e ) (3.45) 
m=0 

onde: 

n=(2j+1)p j de l a 0 0 (3.46) 

O levantamento do campo magnético se dará no entreferro da máquina com 

Imãs permanentes, conforme figura 3.9, a seguir: 

o 
o 
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) 

C) 
Figura 3.9 Corte transversal da máquina elétrica com ímás permanentes 

'-y 

3 

3.3.3.1 Magnetização radial 

Na lateral do ímã, entre ĉ  e C j , temos que o valor incremental de corrente é 

dado por: 

Ai = KV dc = k ^ - ^ d c (3.47) 

KJ 

r'K 

V y 

O 
C) 
ü 
y X 

o 
o 
o 
o 

A densidade de f luxo radial produzida por toda a bobina, num raio genérico, é 

dada por: 

onde: 

c2 

Brr = j B . , d c = XF.nCOs (n0) (3.48) 

c1 m=0 
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2n 

F.n = F,. s i n ( ^ ) ( r " - + ^ ) ( F , + ) (3.49) 

) com: 
• y 
.. J 

_ 2 p k , B , 

p(1+n) (̂1+n) 

O fluxo por pólo e por comprimento é dado por: 

G 
r-\ Ji/2p 

(p = 

-7r/2p m=o n 

3.3.3.2 Magnetização paralela 

O campo, neste caso, é resultado de 3 componentes [21]: 

(3.50) 

' - - ^ ü ^ (3.51) 

Fan = ^ para n ^ 1 (3.52) 

F̂ ^ = I n ( ^ ) para n=1 (3.53) 

B^rde = 2 r ¿ ( - 1 ) ' " í ^ (3.54) 
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1 )B,L densidade de fluxo radial devido à camada de corrente nas laterais do ímã 

(KV) 

2)8^1 densidade de fluxo radial devido à camada de corrente na superficie curva 

3)8,^2 densidade de fluxo radial devido à camada de corrente na superficie curva 

r = C 2 

Supondo a l inearidade do campo magnético, a densidade de fluxo radial total 

será a soma das 3 densidades: 

B ^ = B , , + B , , , + 8 , 2 (3.55) 

1)Campo devido á superf icie lateral e igual á projeção da magnetização paralela 

sobre a superf icie lateral (multipl icação por um cos(a / 2) ) : 

\ KV = k , - ^cos (^ ) (3.56) 

B.L = í;FnLCOs(ne) (3.57) 
m=0 

Y, FnL=F . . cos (^ ) (3.58) 

2)Campo devido á superf icie r=Ci. Considerando a espira "a a ' " com abertura de 

ángulo 2 ^ , a corrente num elemento angular dí, é: 
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i = -K' ,c ,d4 (3.59) 

j 

) 

.3 
1 

Utilizando as equações (3.37) e (3.41) em (3.59) obtemos: 

i - - k , - ^ c , s i n ( ^ ) d ^ 
^^0 

(3.60) 

Integrando ^ de O a a / 2 , obtemos a distribuição da densidade de f luxo devido 

toda a camada de corrente. Ass im: 

resultando: 

a/2 

Brci = J ZF6nCos(ne)s in (n^)s in (^ )d^ 
o m=0 

Brci = l F , , , c o s ( n 0 ) 
m=0 

(3.61) 

(3.62) 

onde: 

'O 
O 

Fen = - F J r V ^ ) ( ^ i - ± ? - ) 
1 Cl 

Fnci-0,5F6,F,, 

(3.63) 

(3.64) 

com: 

O t- . , ( n - 1 ) a / 2 , . i n + 1 ) a / 2 , 
F^, = s in( ' , \ ^ ) - sin(^ ^ ' ) para n^t 1 

( n - 1 ) (n + 1) 
(3.65) 

r \ 

O 
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3)Campo devido à capa de corrente em r=C2. Por analogia a 2), temos: 

. j 

7 

^—y 

O 

C) 
y ^ 
v y 
y y 
y / 

O 
o 
o 
y y 

B.o2 = lF , ,2COs (ne) (3.67) 
m=0 

onde: 

Fnc2 = 0,5FsR, (3.68) 

^ com: 
._y 

3 K 2 n r»2n , _ 2 n 
Fen = - F . ( r - + ^ ) ( ^ i - t ^ ) (3.69) 

r""' c'2 

Assim, a densidade de fluxo total será dada por: 

B^ = X(FnL+Fnoi+F , ,2)cos(ne) (3.70) 
,> m=0 

' ^ o f luxo por pólo e por unidade de comprimento pode ser determinado por: 

^ ^ 2 r ¿ i ^ ( F „ , + F , o , + F , o 2 ) (3.71) 

j 
) ^ a s i n a para n=1 (3.66) 
^ ^ " 2 2 
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3.4.1 Motor com ferro no estator 

O valor máximo da tensão induzida por fase-neutro máxima no motor é dada 

por: 

E , , = N v , . B , . l (3.72) 

3 onde: 

O" 
O 
Q Bg - valor máximo da densidade de f luxo no raio médio do entreferro [T] 

Vg -velocidade do campo magnético no raio médio do entreferro [m/s] 

I - comprimento efetivo dos condutores na ranhura [m] 

N- número de condutores série por fase 

A velocidade, em função da freqüência de rotação do campo n, é dada por: 

V, =2. ; r .n, . r , (3.73) 

onde: 

r̂  -raio médio no entreferro [m] 

•OMISSÃO N¿CiCKAi. Vin t ! . h v y y y . - h / ^ 

3.4 TENSÃO INDUZIDA NO M O T O R 

De posse da expressão da densidade de f luxo magnética, para um raio 

genérico no motor, podemos calcular a tensão induzida nos enrolamentos do 
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n.c .Ti 
s e n — ^ 

' y K , , , - ^ (3.76) 

O 2.T 

o 
o 
y ) onde: 

n - ordem da harmônica 

c¡ - inclinação de ranhura medida no raio externo do estator [m] 

X - passo polar [m] 

Para inclinação de um passo de ranhura (ou 1 dente ) a relação CJT, pode 

ser, também, dada por: 

Portanto, o valor máximo da tensão induzida fase-neutro é dado por: 

E^ = 2 .7r .n,.N.B,.r, . l (3.74) 

A freqüência da tensão induzida , f , é dada por: 

f = p.n, (3.75) 

Para atenuar o conjugado de ranhura-dente ("cogging-torque"), as ranhuras do 

estator podem ser inclinadas no sentido longitudinal, nomnalmente de um passo 

de dente. Isto acarreta, principalmente, uma diminuição no patamar da forma de 

onda da tensão induzida. Este efeito pode ser considerado multipl icando-se cada 

harmônica obtida no modelo anterior, pelo fator de inclinação de ranhura [25], 

dado por: 
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^ = ^ (3.77) 
X S 

onde: 

S - número de ranhuras do estator 

O patamar da tensão induzida por fase deve ter, no mínimo, o seguinte valor 

para motores de comutação eletrônica (patamares menores acarretam picos de 

corrente e, portanto, conjugados indesejáveis de comutação): 

P = ^ (3.78) 
m 

3. o n d e : 

m - número de fases 

O 
O 

Caso o motor tenha 3 fases, o patamar mínimo é de 120 graus elétricos para 

uma fase. 

Caso o motor de 3 fases seja l igado com um ponto em comum ("ligação 

estrela"), o patamar entre terminais de duas fases deve ser, no mínimo, de 60 

graus elétricos. 



) 

3.4.2 Motor sem Ferro no Estator 

) Para calcularmos a tensão induzida num motor sem ferro, a rigor teríamos que 

^ fazer a somatória de todas as tensões induzidas nos condutores da ranhura. 

j 
3 Para calcular a tensão induzida num condutor necessitamos da densidade de 

3 

3 
O 
O 

Q 

O 
o 
o 
o 

f luxo neste condutor. Esta densidade de fluxo será calculada com o modelo 

desenvolvido anteriormente, fazendo o raio b = O ou pelo Método dos Elementos 

~J Finitos (MEF). Para simplificar o cálculo desta tensão induzida, dividiremos a 

C, ranhura, ao longo do raio, em 3 camadas e calcularemos a densidade de f luxo 

para cada camada. 

Notemos que na equação (3.74) aparece um produto "B.r". Para este motor 3 

3 definiremos um produto "B.r" médio dado por: 

O 

y "B r "= ""̂  +^r2-^2 +Br3.r3 (3 79) 

3. 
3 
3 É razoável tomarmos a média, uma vez que a densidade de fluxo radial varia 

de forma praticamente linear com o raio. Isto será discutido no capítulo 5. 

Estimaremos a forma de onda da tensão induzida fase-neutro, da seguinte 

O maneira: 

O 
Tendo a densidade de fluxo , em função do ángulo (de grau em grau por 

3 exemplo), para 3 raios diferentes, calcularemos o seguinte: 

1) para cada ângulo 9 da densidade de fluxo, acharemos o produto médio 

"B.r" 

'B.r"(e) = ^^^°'^^"^^^^°'^'^^^"""^' ( 3 . 8 0 ) 

) 

) 41 
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) 

~) 2) Dividiremos o produto médio por um raio, no caso o raio médio , achando uma 

densidade de fluxo equivalente para cada ângulo 0 , B^q (9),. 

B , ( 0 ) = ^ ^ ^ ^ (3.81) 

3) Calcularemos a tensão induzida por fase para cada ângulo por: 

'y 

E^(9) = 2 .7i .n.N .r2 .B^(9).l (3.82) 

Repetindo o processo 1 a 2 , por exemplo, de grau em grau, entre O e 180 

graus elétricos, obtemos a forma de onda da densidade de fluxo equivalente. 

Repetindo o processo de 1) a 3), por exemplo, de grau em grau, entre O e 180 

graus elétricos, obtemos a forma de onda da tensão induzida fase-neutro . Para 

3 sabermos agora a forma de onda da tensão fase-fase, basta subtrairmos duas 

3 formas de onda obtidas anteriormente, defasadas de 360/m graus elétricos (120 

i| graus no caso de 3 fases), 

o Ou: 

O E,(9) = E ^ ( 9 ) - E ^ ( 0 - 1 2 O ° ) (3.83) 

O 
o 
ry O valor máximo da tensão fase-neutro, será dado por: 
V_y 

o 
O E,,(90°) = 2 .7r .n.N.r2.B^(90°). l (3.84) 
vv' 

J^ 

r^ 
\y 

O 
o 
o 
o 
n 
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E^(90°) = 2 .7t .n.N .r2.B3 ,(90°). l (3.84) 

) 

Ou por: 

) 

) 

j 
Ef,(90°) = 2.^.n.N .r2 ."B.r"(90°). l (3.85) 

Definiremos a relação entre o valor máximo da tensão induzida fase-neutro e a 

tensão induzida fase-fase, da seguinte maneira: 

(3.86) 

O valor máximo da tensão fase-fase será dada por: 

Eff(90°) = 2.K3 .7i .n.N .r2 ."B.r"(90°). l (3.87) 

) 
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4 CONJUGADO ELETROMAGNÉTICO MÉDIO, PERDAS NO FERRO (MFR) E 

POR CORRENTE INDUZIDAS NO COBRE (MSF) E RENDIMENTO 

4.1 MOTOR C O M FERRO RANHURADO 

4.1.1 Conjugado Eletromagnético Médio 

Num motor BDCM podem existir basicamente 3 t ipos de conjugados [26]: 

j 1)conjugado de relutância devido á variação da indutância própria do 

X enrolamento da fase com a posição do rotor. 

3 2)conjugado de ranhura "cogging torque", devido à interação entre o campo 

O magnético do imã e os dentes do estator. O campo dos ímãs procura a posição 

de mínima relutância. 

Q. 3)conjugado de al inhamento ou mútua, devido á interação entre o campo 

magnético dos ímãs e a corrente de fase. 

A primeira componente, no caso de ímãs montados na superf icie do rotor com 

permeabil idade de "recoil"próxima de 1, é próxima a zero, ou seja a indutáncia 

própria varia pouco com a posição do rotor. 

A segunda componente, no caso de motores com estatores ranhurados, 

aparece mesmo tomando-se a providência da inclinação de ranhura, ou 

inclinação dos ímãs. Nos motores sem dentes, "slotiess", e sem ferro no estator, 

"Tronless", não temos esta componente. 
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A terceira componente é, normalmente a predominante . Idealmente esta 

componente é l inearmente proporcional à corrente. Nos ateremos, a seguir, a 

esta componente. 

Existe na verdade, uma outra componente de conjugado que é dada pelas 

perdas no ferro, no caso do motor com ferro ranhurado (MFR), e pelas correntes 

induzidas no cobre para o motor sem ferro. Trata-se de um conjugado frenante. 

Para calcularmos o conjugado eletromagnético médio do motor (denominado 

simplesmente a posteriori de conjugado) , recorremos à lei da força de Lorentz, 

dada por: 

F = iJdTxB (4.1) 

A forma como varia B ao longo do passo polar, isto é, se B é retangular, 

trapezoidal ou senoidal, e se a corrente na fase também segue este formato, 

J determina o valor do torque total produzido por todas as fases, bem como se há 

ou não ondulação do mesmo ("ripple" de conjugado) [13]. 

O conjugado será dado por: 

C = 2.N„ . l , .B, . r , .2 .p. l (4.2) 

ou: 

C = 4.N,, . lp .B3 .1.r , .p (4.3) 



J 

) 
) 

) onde: 

V J 

O 
r 

Ü 
V,/ 

G 

46 

) N^r" número de condutores por ranhura 

^ Ip - corrente de pico ou valor máximo da corrente [A] 

) 
\ Bg - valor máximo da densidade de f luxo no entreferro [T] 

^ I - comprimento longitudinal do pacote [m] 

^ r̂ - raio médio no entreferro [m] 
j 

' Caso as bobinas estejam ligadas em série, com N espiras, o número de 

j condutores por ranhura será dado por: 

:) 

J N „ = | (4.4) 

-A 
-J 

No caso de motor de 3 enrolamentos, a corrente, idealmente, será quadrada, 

3 com um patamar de 120 graus elétricos. A corrente de pico se relaciona com a 

2 corrente eficaz da seguinte forma[3]: . 

-j 

.•-A 

y . ¡3 
P = J õ " e f (4-5) 

2 

O conjugado, identicamente, também pode ser calculado por [27 ]: 
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C = | . (2 .p . r , . l ) . r , .B3.K, (4.6) 

onde: 

^ (4.7) 

; 4.1.2 Perdas no ferro 

) 

y O motor com fen'o no estator apresenta perdas no ferro, histereticas e por 

y corrente induzidas, devido ao campo magnético alternado. As perdas no ferro por 

unidade de massa, considerando um campo alternado senoidal em um material 
u 
3 ferromagnético, podem ser representadas pela seguinte expressão: 

J Pfe=Ph+Pdfe (4-8) 

^ ' onde: 

'A 
Ph perdas histereticas por unidade de massa [W/kg] 

Pj^g perdas por corrente induzidas no ferro [W/kg] 

Estas perdas, em função da freqüência e da densidade de fluxo, podem ser 

representadas por: 

^J _ D n h ( , U D2 f2 p ^ = k , . B " ^ f + K, , , .B^f^ (4.9) 

onde: 
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^ k̂ , constante de perdas histereticas [W/T/Hz] 

) B valor máximo da densidade de fluxo [T] 

^ nh expoente das perdas histereticas (aproximadamente 2) 

) f freqüência [Hz] 

^ k îfe constante de perdas por corrente induzidas [ W / / Hz^] 

) 
/ 

) Estas perdas no ferro produzem um conjugado frenante dado por: 

J 

' C, =5ê.. (4.10) 

; CO 

onde: 

V Cf Conjugado frenante [Nm] 
J 

'J Pfe Perdas no ferro no motor [W] 

C^- CO freqüência angular do rotor [rad/seg] 

^ A freqüência angular do rotor & está relacionada com a freqüência f por: 

O 

c o ^ ^ (4.11) 

onde p é o número de pares de pólos do motor 

Como, neste caso, o campo não é senoidal e sim trapezoidal, o cálculo destas 

perdas não se dá da forma tradicional de uma máquina elétrica de campo 

(j senoidal. Pode-se-ia calcular as perdas tomando a série de Fourier da onda 

y espacial de densidade de fluxo para cada parte do motor (dente e coroa ou 
( ) 

elemento), e fazer a soma das perdas devidas às componentes harmônic^as da 
V / 
/' ^ 
'v J 

o 
(\ 

o 
r V 
yj 
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série e, posteriormente, somar as perdas das partes consideradas [28]. No 

) entanto, verificou-se que as perdas são sempre devidas a uma variação de 

' indução e, portanto, com forma de onda trapezoidal, ocorrem somente durante a 

) fase de reversão de indução ( ± B ) [29]. Esta mudança, que ocorre duas vezes 

por período, é completamente determinada por esta ampli tude 2 8 e sua duração 

[29]. A derivada da indução tem o valor de 2 8 / 1 ^ durante o tempo e se 
J 

) torna zero na parte remanescente do meio período [30] 

[ Slemon, em seu artigo [31], considerou este fato e obteve expressões de 

perdas por correntes induzidas nos dentes e coroa do estator. Para as perdas 

' histereticas procedeu-se como se a onda de campo fosse senoidal com 

) freqüência fundamental igual à onda t rapezoida l . . Ass im, a expressão obtida [31] 

:> é: 

:) 
^ . Pfe - < ^ k . . f . +Vo,.8^^] + l a . k , , , . f ^ [ ^ ^ . V , . 8 , ^ + ^ ^ ] (4.12) 

•y 
onde: 

a densidade do FeSi [ k g / m ^ ] 

\í¿ volume dos dentes do motor [m^] 

8jj valor máximo da densidade de f luxo no dente [T] 

\4e volume na coroa do estator [m^] 

8 j ^ valor máximo da densidade de f luxo na coroa do estator [T] 

largura do dente do estator [m] 

a ângulo do ímã [rad] 

As perdas para onda trapezoidal também podem ser aproximadas 

considerando as perdas obtidas por variação senoidal para uma freqüência 

1/(2 X , ) [32,33]. Ass im: 

X) 

o 

v y 

ç 

c; 
c 
o 
o 
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P ^ = ^ - k h ( T ^ ) ( V . . B S ^ + V , « B ^ ) + a . k , ^ . ( -L f . (V , .B^+V, , .B^ ) (4.14) 

Caso o patamar da onda trapezoidal possua 120 graus elétricos, temos que: 

^ - = ¿ . f (4.15) 
2.T, 2 . T / 6 2 

Ou seja a freqüência a ser considerada no cálculo das perdas no fen-o é 1,5 

vezes a freqüência de al imentação do motor (para patamar de 120 graus). 

4.1.3 Rendimento 

O rendimento do motor com ferro ranhurado pode ser expresso da seguinte 

forma: 

1̂  = ^ . (4.16) 
Pmec+Pj+Pfa+R sup 

onde: 

P „ ^ = C . íD (4.17) 

P,-^K-^l (4.18) 

onde: 

resistência fase-neutro do motor 

Igf corrente eficaz de fase no motor 
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^ As perdas suplementares dadas por P̂ ^̂p são de difícil obtenção e não serão 

) consideradas neste trabalho. Um estudo sobre este tipo de perda é feito em [32]. 

^ 4.2 MOTOR SEM FERRO NO ESTATOR 

4.2.1 Conjugado Eletromagnético Médio 

' O conjugado de forma análoga à equação (4.2), será dado por: 

..) 

) C = 2.N,,.lp."B.r".l.2.p (4.19) 

:) 
o Para um motor trifásico, o intervalo em que duas determinadas fases f icam 
' A 

3̂  simultaneamente ligadas corresponde a 60 graus elétricos [2] (180/m onde m é o 

o' número de fases). Ass im, idealmente e dependendo da posição dos sensores, 

^ enquanto uma fase está ligada a outra é l igada a -30 graus elétricos do centro 

Q da tensão induzida de linha (ligação estrela) ou densidade de f luxo (sendo zero 

3 graus o centro da densidade de fluxo) e desl igada a +30 graus elétricos do centro 

O 
da densidade de f luxo, conforme figura 2 . 1 . 

' V 

C) Para o motor sem ferro no estator, o conjugado será calculado util izando-se a 

equação (4.19) e considerando o valor "B.r", dado pela equação (3.79). O 

3 conjugado médio é a média entre o produto da tensão induzida, que será 

y 

y \ 
vy 

yy 

O 

o 
yy 

o 
o 

proporcional à densidade de fluxo, e uma constante ( a corrente), no intervalo -30 

graus + 30 graus, conforme figura 2 . 1 . Ass im basta determinarmos o valor médio 

da densidade de fluxo equivalente no raio médio, no intervalo -30 +30 graus 

(intervalo de 60 graus elétricos), e utilizar a equação (4.19). 
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^ O valor médio de "B.r", será aproximado, como média aritmética de "B.r", entre 

) -30 graus elétricos e zero graus (centro da distribuição de densidade de fluxo 

'̂^ que corresponde a zero graus). Ass im: 

' A 

Q 

r x 

O 
o 

B. r" = ^ (4.20) 

A densidade de fluxo em carga, isto é, com corrente nos condutores, será 

considerada igual à densidade de f luxo em vazio, já que a reação de armadura 

poder ser desprezada, no caso de motor sem ferro no estator, conforme [18,34]. 

4.2.2 Perdas por correntes induzidas no cobre 

O cobre no estator do motor sem ferro, com o rotor girando com ímãs 

permanentes magnetizados, será sede de correntes induzidas mesmo com o 

enrolamento em aberto [18]. Estas correntes induzidas provocarão perdas e 

conjugado frenante. Para calcular estas perdas, consideraremos o cálculo teórico 

das perdas no ferro por correntes induzidas por unidade de volume, em material 

laminado submetido a campo alternado senoidal, dado por [35]: 

P 0 ^ - 2 4 p ^"^-^V 

Ou, por unidade de massa: 
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'-y 
•y 

o 

onde: 

p'̂ ifg perdas no ferro por unidade de volume [ W / m ^ ] 

p̂ jfe perdas no ferro por unidade de massa [W/kg] 

eL espessura da lámina [m] 

p resistividade elétrica do material [Q.m] 

Utilizaremos a mesma fórmula anterior para cálculo das perdas por correntes 

induzidas no cobre, considerando "eL" como o diámetro do fio. 

Como a forma de onda da densidade de fluxo B não é senoidal, 

consideraremos, para cálculo das perdas totais, a somatória das perdas de cada 

y harmónica da onda. Como também a amplitude da onda de densidade de f luxo 

^ varia com o raio, consideraremos 3 ralos, como no cálculo da tensão induzida e 

do conjugado. Cada raio compreenderá um volume de cobre. 

As perdas por corrente induzidas no cobre podem ser escritas da seguinte 

forma, para uma determinada harmônica de campo " h " e para um determinado 

volume de cobre V,,: 

Pcicu=k,,,.X,.a.B^f,^ (4.23) 

onde: 

K . „ = | ^ (4.24) 

com: 
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) 

) 

) K,^^ constante de perdas por corrente induzidas no cobre [m^ / kg / Q ] 

j 

) 

y > 

VV 

( ) 

KJ 

KJ 

O 
rK 

P^^^ perdas por correntes induzidas no cobre [W] 

d diâmetro do fio (m) 

p^̂  resistividade elétrica do cobre (na temperatura em que o cobre se encontra) 

[Qm] 

volume de cobre no raio r̂  [m^] 

B„ valor máximo da enésima harmônica de densidade de fluxo magnético [T] 

fn freqüência da enésima harmônica de campo [Hz] 

As perdas totais por correntes induzidas no cobre, considerando a contribuição 

de todas as harmônicas de densidade de fluxo, em 3 raios , são dadas por; 

3 00 
D 
" '\ 
. j 

" ) j=1 n=1 
Pcicu = k_a2 :V ,ZB^f ,^ (4.25) 

j=1 n=1 

3 O conjugado frenante devido às correntes induzidas no cobre será dado por: 

D 
O P 

Cf = ^ (4.26) 
CO 

4.2.3 Rendimento 

O rendimento do motor sem ferro pode ser expresso da seguinte forma: 

Tl = ^ (4.27) 
' p + p + p + p ^ ' 

mec ' • j ' • cicu sup 

onde: 



J 

) 

) 
\ 

) 

5 5 

J mec 
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=C.co 

Rfn resistência fase-neutro do motor 

corrente eficaz de fase no motor 

As perdas suplementares dadas por P̂^̂p são de dificil obtenção e não serão 

consideradas neste trabalho. 
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5 DIMENSIONAMENTO ELETROMAGNÉTICO DOS MOTORES 

5.1 INTRODUÇÃO 

O dimensionamento a seguir não pretende ser um roteiro de cálculo genérico 

) para qualquer motor a ímãs permanentes de comutação eletrônica, uma vez que 

ele apresenta particularidades que, dependendo dos objetivos, apl icações e das 

disponibil idades, podem mudar. Neste dimensionamento já partimos do diâmetro 

do entreferro (mesmo do motor de Histerese) e da disponibil idade de pasti lhas de 

ímãs com dimensões já pré-estabelecidas. 

Para dimensionamento dos motores util izamos métodos clássicos, auxil iados 

pelo modelo analítico de cálculo desenvolvido nos capítulos 3 e 4 e pelo Método 
D 

J dos Elementos Finitos (MEF). O modelo analít ico foi testado, inicialmente, com 

exemplos da referência [21], mostrando sua val idade para motores com ferro 

ranhurado no estator e será também confrontado com MEF, no transcorrer deste 

trabalho. Suporemos também que a análise bidimensional é válida no caso do 

motor sem ferro no estator [34]. Faremos, já neste capítulo, uma comparação 

entre alguns resultados do modelo analít ico com o MEF. No capítulo 6, mais 

adiante, faremos a comparação teórico/experimental para verif icação final da 

val idade do modelo. 

Dispondo de pastilhas de SmCo5 de dimensão 31x23x12(a) mm (onde (a) 

indica a dimensão a ser magnetizada) , e tendo em vista a comparação destes 

motores com o motor de histerese da referência [1], adotou-se o diâmetro de 

Q 
58.3 mm (diâmetro interno do estator do motor de histerese da Dissertação 

Q de Mestrado) como referência [1]. 

í) 

/ • 
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ü 
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) 

) 

Como se trata de um motor de alta velocidade (24000 rpm), e como os 

motores sem ferro no estator conhecidos são de rotor externo [18,34 e 36] 

(menor caminho a ser percorrido pelo f luxo magnético criado pelos ímãs), 

adotou-se também esta forma construtiva. Ass im, o diámetro interno do rotor 

será de 58,3 mm. A única referência sobre motor de estator interno sem ferro é 

apresentada em [37]. Motores de alta velocidade a ímãs permanentes com rotor 

interno necessitam de uma capa para contenção dos ímãs. Nesta capa, feita 

normalmente de material condutor e não magnético, ocorrem perdas devido à 

ondulação de campo, provocada pelas ranhuras/dentes do MFR. Estas perdas, 

para serem minimizadas, implicam motores com entreferros grandes (dez vezes 

maior que os normais 6 mm)[38]. 

Tendo em vista as considerações anteriores, e que motores sem ferro no 

estator têm um número de pólos maiores que em motores BDCM convencionais, 

devido ao menor caminho de percurso do f luxo [34], decidiu-se escolher 8 pólos 

como o número de pólos do motor (igual ao da referência [36]). O número de 

3 pólos não pode ser muito pequeno, pois o caminho para percurso do f luxo 

magnético se torna maior (menor densidade de fluxo no condutor no caso de 

3̂  motor sem ferro no estator) e nem muito grande, tendo em vista que 

o colocaremos, neste trabalho, também um estator de FeSi, que teria perdas muito 

33 altas no ferro devido à elevada freqüência de acionamento. Teríamos também 

O problemas no conversor, por causa dos chaveamentos em freqüência elevadas. 

Considerando o tamanho da pastilha, e que esta precisa ser arredondada para 

melhor acomodação no ferro do rotor, adotou-se um diâmetro externo do ímã de 

73 mm. 

O número de fases do motor será escolhido como três, acarretando, assim, 

y) 
Q) para 1 ranhura por pólo e por fase (q=1) e oito pólos, estatores de vinte e 

O 

C3 
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quatro ranhuras. A lém disto, adotaremos a ligação com um ponto comum ou 

ligação "estrela". 

O entreferro mínimo do motor "e " calculado por [27] é dado p o r : 

e = 0,2 + 0,0037r7lr 
e = 0 , 2 + 0,003729,15.23 

e = 0 ,28mm 

o n d e : 

r̂  - raio médio no entreferro [m] 

J 
J I, - comprimento longitudinal do rotor [m] 

Adotaremos, no entanto, um valor de entreferro mecânico de 0,5 mm, tendo em 

vista a alta rotação do motor e a eventual folga entre a face externa do ímã e o 

suporte destes (copo de aço 4140). O rotor não sofrerá retifica interna, 

permitindo assim acomodar pequenas diferenças de raio de um pólo para outro. 

O material deste copo é o aço 4140, uma vez que este, tratado termicamente de 

modo adequado, apresenta uma tensão de escoamento máxima em torno de 88 

kgf /mm^, sensivelmente maior que o aço 1020 normal. 

A direção de magnetização do ímã (radial ou paralela) e o abraçamento polar 

(largura do imã ) têm influência direta sobre o desempenho do motor [39]. 
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5.2 MOTOR C O M FERRO RANHURADO NO ESTATOR 

5.2.1 Circuito Magnético 

O comprimento longitudinal útil de ímã utilizável, para o motor ranhurado com 

ferro no estator, é de 20 mm, uma vez que necessitamos de 3 mm para atuação 

dos sensores de posição tipo Hall, pois a pastilha tem um comprimento de 23 

mm. 

A s dimensões já definidas são as seguintes: 

I - comprimento longitudinal útil do pacote do motor - 20 mm 

3̂  Dj, - diâmetro interno do rotor ou diâmetro interno do ímã - 58,3 mm 
G 

3 Dg¡ - diâmetro externo do ímã - 73 mm 

D^- diâmetro externo do estator - 57,3 mm 

e - comprimento radial do entreferro - 0,5 mm 

5.2.1.1 Magnetização radial ou paralela dos ímãs 

Com as dimensões acima definidas podemos verificar, util izando o modelo do 

capítulo 3, como se comportam as distribuições da densidade de f luxo para 2 

larguras de ímãs: 120 graus e 180 graus com magnetização radial e paralela. 

^ 59 
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Figura 5.1 Distribuição da densidade de f luxo no entreferro para ímãs de 120 

graus e 180 graus elétricos- Magnetização radial e paralela. 

Dos gráficos da figura 5.1 verif icamos que a magnetização radial apresenta não 

só fluxo magnético maior, mas um maior valor máximo de densidade de fluxo. 

No entanto, a magnetização paralela para um ângulo de 120 graus apresenta um 

patamar mais uniforme, o que é desejável para minimizar a pulsação de 

conjugado. 

O 
KJ 

O 
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^ Por motivos de facil idade de construção e pelo fato de os pólos não serem 

) compostos por vários pedaços de ímãs (medida a ser adotada para se 

aproximar da magnetização radial), os ímãs destes motores serão de 

magnetização paralela. Caso os pólos fossem compostos de vários pedaços, 

conseguiríamos nos aproximar da magnetização radial, mas teríamos que, 

adicionalmente, construir um disposit ivo de magnetização que magnetizaria os 

ímãs, depois destes todos colados no rotor. No nosso caso, os ímãs serão 

usinados para se obter a curvatura e magnetizados individualmente num 

solenóide. Depois, estes serão colados um a um no rotor. 

Para magnetização paralela, var iamos a largura do ímã entre 30 a 45 graus 

mecânicos (ou de 120 a 180 graus elétricos), verf icando que o valor máximo da 

densidade de f luxo varia entre 0,803 T e 0,792. 

Notemos que esta densidade de f luxo no entreferro é relativamente alta, uma 

vez que no motor de histerese/gaiola da referência [1], que possui o mesmo 

diâmetro de entreferro (58,3mm), possui uma densidade de fluxo no entreferro de 

aproximadamente 0,5 T (na tensão nominal). Isto mostra a vantagem de se usar 

ímãs permanentes para pequenos motores com ferro ranhurado no estator. A 

excitação, sem perdas criadas por ímãs permanentes aumenta, em valores 

relativos quando o tamanho do motor é diminuído [2]. 

5.2.1.2 Largura do imã 

A largura do ímã tem, basicamente, influência no patamar da tensão induzida 

(conjugado de comutação) e no conjugado de "cogging". 
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x 5.2.1.2.1 Patamar da tensão induzida ou densidade de f luxo 

Para um motor de 3 fases, conectado em estrela, é necessário que o patamar 

) da tensão induzida entre fase e o terminal comum tenha 120 graus elétricos 

((m-1)/m onde m é o número de fases), ou o patamar da tensão entre fases 

. tenha 60 graus elétricos, para que não se tenha picos de corrente e, portanto, 

) conjugados de comutação indesejáveis. O patamar tem que ter uma largura 

^ adequada [ 4 0 ] . 
J 

~') Observando a figura 5 .1 , magnetização paralela, notamos que o ímã de 180 

^ graus não produz um patamar mais uniforme (mais horizontal) de distribuição da 

3 densidade de fluxo do que o ímã de 120 graus. O ímã de 180 graus produz uma 

3 distribuição de densidade de fluxo mais abaulada devido, provavelmente, à 

^ maior dispersão existente entre um pólo e outro. 

3 Considerando que inclinaremos o estator para diminuir o conjugado de 

^ "cogging", e que esta inclinação provoca uma diminuição do patamar da 

3 distribuição da densidade de fluxo, procuraremos buscar uma largura de ímã que 

^ produza um patamar uniforme e o maior possível. A inclinação de 1 ranhura na 

D 

^ referência [13] provocou uma diminuição no patamar da tensão induzida e da 

O distribuição de densidade de fluxo, de 150 graus para 120 graus (diminuição 

correspondente a 1 ranhura em graus elétricos). Naquele trabalho [13], para 

evitar os picos de corrente e por conseqüência, realizar uma operação segura 

-̂̂^ com somente 4 e não 5 das 6 fases do motor [12], foi criada uma "zona morta" ( 
") 

^ que força uma diminuição do tempo de condução dos transistores). 

) No caso de magnetização radial e com inclinação de 1 ranhura, o ímã deve ter 

^ largura igual ao passo polar para manter a tensão induzida constante por 120 

) graus elétricos [41]. 
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Para magnetização paralela, a largura máxima do ímã (largura igual ao passo 

polar) não produz o patamar máximo de 180 graus elétricos. A figura 5.1 mostra 

a distribuição de f luxo no entreferro para ímã de 45 graus. 

Para definir qual a largura ideal (máximo patamar), uti l izaremos o modelo 

desenvolvido no capítulo 3. A figura 5.2 mostra como varia o patamar da 

densidade de fluxo no entreferro p conforme var iamos a largura do ímã a . O 

critério para determinar o patamar foi verif icar qual o ángulo formado para 

densidades de fluxo entre 0,8 - 0,03T . O ímã foi considerado com magnetização 

paralela. Pela figura 5.2 verif ica-se que o ângulo para patamar máximo é 39 

graus mecánicos, resultando em um patamar de 137 graus elétricos. 

35 36 39 40 41 42 
Ângulo mecânico do imã (graus) 

45 
a 

Figura 5.2 Patamar da distribuição da densidade de fluxo versus ángulo do ímã, 

obtida pelo modelo do capítulo 3. 

A Figura 5.3 mostra a distribuição de densidade de fluxo no entreferro para 3 

larguras de ímãs 36, 39 e 42 graus mecánicos. A curva com ímã de 39 graus 

(curva intermediária) é a que apresenta o maior e mais uniforme patamar. 

O 
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Figura 5.3 Distribuição da densidade de f luxo no entreferro para 3 ângulos de 

imãs 36, 39, 42 graus mecânicos. 
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5.2.1.2.2 Conjugado de "cogging" 

A largura de ímã tem influência direta sobre o conjugado de "cogging". Para 

estatores e ímãs não inclinados é possível reduzir o conjugado de "cogging", 

escolhendo a largura de ímã adequada e a dimensão de ranhura adequada, 

para 1 % do conjugado nominal [42]. Um ímã com largura de w=(n+0,14)A, [42] 

onde n é inteiro e X é o passo de ranhura, reduz o conjugado de "cogging" para 

um mínimo (foi considerada largura de dente igual a de ranhura - relação ótima ). 

Assim, para o nosso caso : 

w=(2+0,14)7,5= 16,05 mm 

O 

G 

r \ 

G 

Isto corresponde a um ângulo do ímã de 31,5 graus que, no nosso caso, 

provocaria um patamar muito pequeno (menor que 120 graus elétricos). 
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^ Na referência [43], o conjugado de "cogging" minimo ocon-e para 

) w=(n+0,17)À (resultado próximo ao obtido por Slemon) , considerando a 

curvatura do motor e magnetização radial dos ímãs. Assim : 

^ w=(2+0,17)7,5= 16,28 mm 

) 

) Ou um ángulo de 32 graus. 

\ Um ímã com largura w=(n+0,64) X [42] pode produzir um conjugado de até 2 5 % 

) do conjugado nominal. Ass im, para o nosso caso: 

• ^ 

A w=(2+0,64)7,5= 1 9 , 8 m m 

^ Ou um ángulo de 38,92 graus. 

D Este ángulo corresponde ao obtido para o patamar máximo. É mostrado na 

^ referência [43] que não é possível escolher uma largura de ímã que possa 

3 eliminar as componentes fundamentais do conjugado de "cogging" e conjugado de comutação pulsante, simultaneamente. 

Inclinando a ranhura ou o ímã [41,44] é possível reduzir o conjugado de 

) "cogging". No entanto, esta inclinação provoca uma diminuição do patamar da 

distribuição de densidade de f luxo, conforme pode ser visto na figura 5.4. 

1) Inclinação de 0,5 ranhura, util izando o critério anterior, resultaria num patamar 

de 123 graus elétricos, conforme figura 5.4. 



66 

I 

• \ 

_) 

0 
0-
3 
3 
3 
3 
3 
3 
3 

'^^ 

Q-

3 
^ ^ 

vi 
3 
y 1 , W 
yy 

inclinação 

inclinação de 1 ranhura 

inclinação de 0,5 ranhuras 

Ângulo eÊtrico [graus] 

Figura 5.4 Distribuição da densidade de f luxo no entreferro, para ángulo de ímã 

de 39 graus, com estator sem inclinação, inclinado de 0,5 e 1 ranhura. 

Na intenção de manter o maior patamar possível, escolheremos como largura 

de ímã 39 graus e, para reduzir o conjugado de "cogging", incl inaremos as 

ranhuras do estator de aproximadamente 1 ranhura (por causa da imprecisão do 

dispositivo de montagem). A inclinação de uma ranhura (usual) reduzirá 

teoricamente o patamar para 99 graus, conforme figura 5.4, com prejuízo aos 

conjugados indesejáveis de comutação. A inclinação, portanto, durante a 

montagem, será no sentido de menos de 1 ranhura para termos patamar maior. 

Esta largura de ímã ainda será verif icada, mais adiante para sabermos, se é 

aceitável para o motor sem ferro no estator. 

5.2.1.3 Dimensões das partes ferromagnéticas 

Considerando que temos uma densidade de fluxo máxima de Bg , o fluxo por 

pólo (j) do motor será dado po r : 

T ^ D J B ^ 

2p 

yy 
y_y 

3 
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onde: 

I - comprimento útil do motor [m] 

D¡g- diâmetro interno do estator [m] 

) p - pares de pólos 

a, -fator de distribuição de f luxo 

O fator a, [45] é dado por: 

b p + 2 g 

"j o n d e : 

3 bp - passo do ímã [m] 

3̂  T - passo polar [m] 

Assim, para de 0,8 T e a¡ = 0 , 9 1 , temos: 

. i ^ 5 w o : ! ^ a i o : ! ^ ^ 

^ 8 

O fluxo por pólo levantado pelo modelo do capítulo 3, sem considerar a 

inclinação de ranhura, é de 3,188.10"^, dando uma diferença de 2,7 % em 

33 relação ao f luxo calculado acima. Considerando a inclinação de ranhura, o f luxo 

obtido foi de 2,91 10"* W b (uma diferença de 12,5 % em relação ao calculado 

3 pelo modelo sem inclinação). Consideraremos, a seguir, o f luxo sem inclinação 

' • ' ' ) 

^ de ranhura, sobre-est imando um pouco as dimensões do motor e permitindo que 
O 

comparemos o fluxo diretamente com os resultados obtidos pelo MEF 

bidimensional. 
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Considerando uma densidade de f luxo média na coroa do rotor B^, de 1,2 T e 

uma dispersão no rotor de 10% (esta dispersão está situada na faixa de 5 a 20 % 

[2]), podemos determinar a largura da coroa do rotor l „ p o r : 

3 _ 
) " 2.B...I 

^ 3,276.10-^.1,1 

2.1,2.20.10-' 

) l „ = 7 , 5 . 1 0 - ' m 

C^ Ass im, o diâmetro externo do rotor D „ foi adotado como: 

Dg, = 7 3 + 2.7,5 = 88mm 

j 

: ) ' 

O 

i í ^ O valor médio de 1,2 T da densidade de fluxo na coroa do rotor, foi 

3 considerado menor do que o adotado normalmente (1,4 a 1,6 T ), uma vez que 

se trata de um aço (4140) cuja permeabil idade é menor do que a do material 

FeSi. 

Admit indo uma densidade de f luxo no dente do estator B^ de 1,6 T em vazio 

X (os valores normais utilizados se situam entre 1,7 a 1,9 T [26] ), a largura do 

] dente do estator t^ será de: 

3 

v y 

( y 
yy 

O 

O 
o 
o 
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t - ^ 
) ' B , . l . (S /2p)K, ,p 

^ onde: 

1 S - número de ranhuras do estator 

^ Kg^p - fator de empacotamento 

'y 

Ass im: 

3,276.10 
t . = ' ; = 0,00359m 
' 1,6.20.10-^.(24/8). 0,95 

Adotaremos 3.5 mm como largura do dente do estator. 

Adotaremos também uma altura de dente do estator de 7,65 mm, o que resulta 

num diâmetro interno da ranhura de 42 mm. 

j A largura da coroa do estator 1^ , tendo uma densidade de f luxo média B ^ , 

^ seria calculada por: 

2 8 I 

D 
J 

3 Tendo em vista que temos espaço interno disponível e que colocaremos um 

3 estator sem ferro, e que para este desejamos um suporte (apoio) de estator com 

3̂  o menor diâmetro possível, uma vez que desejamos minimizar as correntes 

O induzidas do ímã neste, quando o rotor estiver em rotação, chegou-se a um 

y[ acordo com o projeto mecânico segundo o qual o diâmetro deste apoio seria de 

22 mm ( 1^ = 10mm ). Ass im, adotaremos este diâmetro como diâmetro interno 

da lâmina. Desta forma, a densidade de f luxo média na coroa do estator será 

O 
y dada por: 

O 

o 
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O 

3 ,276 .10^ 
" 2 .10.10" ' .20.10- ' .0 ,95 

= 0,86T 

Trata-se de um valor médio de densidade de f luxo, que se deve ao 

compromisso com o motor sem ferro no estator e a aspectos mecánicos. Ass im, 

o diámetro interno do estator será de 22 mm. 

Um desenho esquemático da lámina do estator pode ser visto na figura 5.5. 

. .y 

' A 

V J 
' 'A 

V J 

V. / 

Figura 5.5 Desenho esquemático da lámina do motor MFR 

'••.y 
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5.2.2 Modelo por Elementos Finitos do Motor em vazio 

Passaremos, agora, a modelar o motor em vazio, util izando o estator definido 

anteriormente pelo MEF [44], para verificar o f luxo por pólo e as densidades de 

f luxo nas diversas partes do motor (coroa do rotor, dente do estator e coroa do 

estator). A lém disto, aproveitaremos para comparar resultados obtidos do modelo 

analít ico com os obt idos pelo MEF. 

A figura 5.6 mostra o modelo por elementos finitos do motor. A figura 5.7 

mostra as linhas de campo do motor para o ímã de 39 graus. Nesta figura 5.7 

também temos as densidades de fluxo na coroa do rotor (ponto l ) , no dente do 

estator (ponto 2) e na coroa do estator (ponto 3). O ímã foi considerado com 

magnetização paralela. Os valores de densidade de fluxo calculados 

anteriormente estão bem próximos dos valores obtidos pelo MEF. 

A flgura 5.8a mostra uma comparação da distribuição da densidade de fluxo 

radial obtida pelo modelo analítico com a obtida pelo MEF para um raio médio de 

entreferro de 28,9 mm. Esta figura mostra uma boa aproximação entre os dois 

modelos. A figura 5.8 b mostra a distribuição da densidade de fluxo obtida pelo 

MEF. Nesta figura podemos observar a influência da abertura de ranhura. 
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Figura 5.6 Modelo por e lementos finitos do motor. 
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Figura 5.7 Linhas de campo do motor com o imã de 39 graus e valores de 

densidade de f luxo(MFR). 
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Figura 5.8 a) Comparação da distribuição da densidade de fluxo no entreferro 

obtida pelo Método Analít ico com a obtida pelo Método dos Elementos Finitos 

(MEF), sem considerar a incl inação de ranhura (MFR) b) Distribuição da 

densidade de fluxo obtida pelo MEF (raio médio no entreferro =28,9 mm). 
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O desvio médio entre o modelo analítico e o MEF é de 5,7 % (o MEF foi 

considerado como referência para cálculo do desvio). 

O motor também foi modelado com largura de ímãs variáveis, obtendo-se a 

distribuição de densidade de fluxo no entreferro. Verif icou-se, também, que a 

largura ideal do ímã é de 39 graus considerando o maior patamar, e com o 

mesmo critério usado no modelo analít ico). A figura 5.9 mostra como varia o 

patamar da distribuição de densidade de f luxo com o ângulo do ímã (patamar 

máximo de aproximadamente 143,5 graus). Nesta figura veri f icamos também a 

semelhança de resultados obtidos pelos modelos analítico e MEF (desvio médio 

de 8,4%). 

Q 
: ^ 
v.y 

38 39 40 41 42 

Ângulo mecânico do imã (graus) 

Analítico —0— MEF A Desvio percentual 

100 

- 80 

- 60 
C 

O. 
- 40 .2 

- 20 

Figura 5.9 Comparação entre o patamar da distribuição da densidade de fluxo 

obtido pelo Método Analít ico e o obtido pelo MEF (MFR). 

As f iguras 5.10 mostram a distribuição da densidade de fluxo no entreferro para 

3 larguras de imãs 36, 39 e 42 graus mecánicos, obtida pelo MEF. A figura 5.10.b 

é a que apresenta o maior patamar. O ângulo de 39 graus mecânicos 

corresponde a um ângulo de 156 graus elétricos. 
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y ̂  

P o s i ç ã o A n g u l a r (Graus) 

: Dena de fluxo radial na ant r*:2B.Smni ima 4 2 graua 

Figura 5.10 Distribuição da densidade de fluxo no entreferro para 3 larguras de 

imãs 36, 39 e 42 graus mecânicos, obtida pelo MEF (MFR). 
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5.2.3 Circuito Elétrico 

Para determinarmos agora o número de condutores de cada ranhura, 

suporemos que o barramento CC do conversor possui uma tensão máxima "E" 

de 220V2 V. 
A tensão induzida máxima fase-neutro é dada pela equação (3.74). A tensão 

) 

) 

) 

) 

V, do barramento CC " E" deve ser maior que o valor máximo da tensão induzida 

) fase-fase (aprox imadamente 10%) 

^ Considerando que a l igação do motor é estrela (duas bobinas em série l igadas 

) ao barramento CC), o número de condutores série por fase é dado por: 

O fator 1,1, na equação acima, leva em conta a diferença entre a tensão 

aplicada e a tensão induzida, quando o motor está em plena carga. 

O número de condutores por ranhura N „ será dado por: 

cr 

^ N 

' • ) 

2.p 

Assim: 

N = 220.J2IX^ ^ ^ 2 1 7 
4.71 .400.28.9.10- ' . 0 ,8.20.10" ' 

N = 120 

Nor = 1 5 
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^ Como a área da ranhura é de 17,2 mm^, e considerando um fator de 

) enchimento de aproximadamente 0,47 e um número de condutores por ranhura 

de 15, podemos colocar nesta ranhura um fio de 0,41 mm^ de seção(AWG21). 

) Serão utilizados dois fios em paralelo de 0,205 mm^, tendo em vista a pequena 

) 

) 

abetrura de ranhura ( Imm) . O efeito pelicular nestes condutores pode ser 

desprezado, uma vez que / R ^ =1,000014 [6], para uma freqüência de 1,6 

) kHz (4 X 400 Hz). 

Considerando ainda uma densidade de corrente eficaz de 4 A /mm2, chegamos 

; a uma corrente de 1,6 A eficazes por fase. O conversor terá que suportar uma 

) corrente de pico "1 " de 1,6. J | - = 1,96^. . 0 fator M converte o valor eficaz em 

J 

v y 

y y 
yy 
yy 
vy 

O 

J valor de pico, considerando que temos uma onda quadrada de corrente com 

'-̂  patamar de 120 graus elétricos. 

3* A altura de cabeceira de bobina foi est imada em 12 mm. 

Com as dimensões básicas definidas foi feito o projeto mecânico do motor 

visando a bancada de testes vertical util izada em [1]. 

Foi verif icada também, com base em modelo desenvolvido , a rotação máxima 

que este motor atingiria, tendo em vista a resistência mecánica dos ímãs e do 

material de suporte. 

A figura 5.11 mostra o corte tranversal e longitudinal do motor com ferro 

ranhurado no estator. 
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V^ 

Figura 5.11 Corte transversal e longitudinal do motor com ferro ranhurado no 

estator (MFR) 
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5.2.4 Modelo por Elementos Finitos do motor em carga 

) 

) 

"3 

A figura 5.12 mostra as linhas de fluxo no motor e a figura 5.13 a distribuição 

da densidade de fluxo radial no entreferro com o motor em carga. 

.y Figura 5.12 Linhas de fluxo do motor em carga (MFR). 

3 

'J 

1.0 -

o .s-

0.6-

0.4-

0 , 0 - 1 I I j I 1 ' i j : ^ i í I 1 i 1 1 I I r n r 

o 10 20 30 40 50 

Pos icõo Angular (Graus) 
Dena OB fJu*D r a d i a l no e n t r e f e r r o r=2e.9 mm J=2.23 A/mm2 

Figura 5.13 Distribuição da densidade de fluxo no entreferro do MFR 
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5.2.5 Cálculo do Conjugado M é d i o , Potência Mecânica e Rendimento 

O conjugado é dado pela equação (4.2). Assim, substituindo os valores 

obtemos: 

C = 4.15.1,96.0,8.28,9.10" ' .4 .20.10 ' ' =0,218Nm 

O conjugado total do motor de histerese/gaiola da Dissertação de Mestrado, 

para a rotação de 60 Hz, é de aproximadamente 0,236 Nm. Para a rotação de 

400 Hz e acionamento por inversor, o conjugado diminui para 0,191 Nm (valor 

experimental), mesmo com o entreferro aumentado para diminuir as perdas 

^ parasitas. 

3 A potência mecânica do motor BDCM MFR será dada por: 

P.ec=C.Û) 

P _ = 5 4 7 , 9 W 

A potência de um motor trifásico, que idealmente tem sempre duas das três 

fases ligadas (condição imposta pelo chaveamento eletrônico), também será 

dada por: 
.j 

) 

P,^,, =2.220/2.72/1,1.1,96 = 554,4 W 

A diferença em relação ao valor anterior se deve aos arredondamentos 

matemáticos feitos no número de espiras. 

O rendimento do motor será dado por: 
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P 

^ onde: 
) 

) Pfe perdas no ferro no estator 

Pj - perda "joule" no enrolamento do estator 

) As perdas no ferro do FeSi 0,1 mm, para uma freqüência de 1,6 kHz, foram 

3 est imadas em 84,52 W, a partir de dados levantados para freqüências mais 
y 

j baixas. As perdas "Joule" foram est imadas em 2,7 W para a corrente nominal.O 

3 rendimento do motor para lâmina do estator de O,Imm foi est imado em 86,3 %., 

para a rotação de 24.000 rpm. 

) A relação conjugado /volume deste motor foi est imada em 4,2 vezes maior que 

y a relação para o motor de histerese da dissertação de Mestrado (que possui o 

-̂ , mesmo diâmetro no entreferro). Notemos que o motor de histerese era apenas 

J 1,18 vezes maior que o motor de gaiola, por causa da cabeceira de bobina maior 

^ [1]. 

5.3 M O T O R SEM FERRO NO ESTATOR 

5.3.1 Comparação da densidade de fluxo : modelo analítico x MEF 

^ Antes de iniciarmos o dimensionamento do motor sem ferro no estator pelo 

n modelo analítico do capítulo 3, veri f icaremos se a distribuição de densidade de 

fluxo nos condutores para 3 raios se aproxima da distribuição obtida pelo MEF. 
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Para isto, modif icaremos o modelo anteriormente analisado, modif icando a 

permeabil idade relativa do material do estator para 1,0 e o raio interno do estator 

para 1 mm. A figura 5.14 mostra o modelo e as linhas de f luxo. Nesta figura 

também é mostrada a densidade de f luxo num ponto dos condutores e no raio 

médio da coroa. A figura 5.15 mostra a comparação da distribuição da densidade 

de fluxo entre o modelo analítico e o MEF para 3 ralos. Estes ralos são 

calculados considerando-se a camada de cobre e dividindo-a em 4 fatias. A 

camada de cobre foi definida como sendo compreendida entre o diámetro interno 

igual ao do motor ranhurado com ferro ( 42 mm) e o diámetro externo igual a 57,3 

-3,0 mm (3 mm devido ao sensor Hall), ou seja, uma camada de 6,15 mm. 

0 

.y 

Kj 

P o r t o - / ( 0 . 4 0 i £ - 0 / ; 0 . 5 6 4 £ - 0 3 ; P o t = 0 . 2 9 6 4 5 - 0 2 P e r *= .5 i49 £ ' + 0 3 
Cflmp.V=- .36/3£+02 C a œ p Y = 0 . / 3 i « £ + 0 4 Mod. = . / 3 í í £ + 0 - < 
InduX=- .2-¡-i8B-Ql lndu\=Q .8b2BE*m Mod. = . « 5 3 i £ + 0 0 

P o n t e - 2 ( 0 . 2 3 5 £ - 0 i .•0.63 7 £ - 0 2 ; Pot = 0 . 7091 £ - 0 3 P e r f f l = . / 0 0 0 £ + 0 ; 
Caflip.V=-. í - í5S£+06 CampY=-. J 2 5 5 £ + 0 6 Mod. = . 7924£+06 
i /?dLfA'=- . /*32£+00 J / ) d u Y = - . i 5 7fl£+00 Mod. = . 241 7£+00 

Figura 5.14 Linhas de fluxo para o motor sem ferro (MSF) no estator e valores 

das densidades de f luxo 
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Ângulo eÊtrico [graus] 

Figura 5.15 Comparação da distribuição de densidade de f luxo para 3 raios 

r=25,6125, 24,075 e 22,5375 mm Modelo Analít ico + MEF 

(MSF) 

O desvio médio global para as 3 densidades é de 1,8 %. O valor obtido pelo 

MEF foi tomado como referência. Foi calculado o desvio médio para cada ângulo 

e tomada a média entre os três raios. Depois, a média entre todos os ângulos foi 

calculada resultando, assim, no desvio médio global. 

5.3.2 Circuito Magnético 

5.3.2.1 Magnetização radial e paralela 

Assim como no MFR temos uma diferença na distribuição da densidade de 

fluxo entre imã com magnetização radial e paralela, no MSF também temos 

diferença na distribuição, como pode ser visto na figura 5.16 a seguir, para o raio 

de 24,075 mm: 

O 
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^^^agnetização radial 

magnetização paralela 

100 200 
Angulo elétrico (graus) 

Figura 5.16 Distribuição da densidade de fluxo para o raio de 24.075 mm, 

considerando o ímã com magnet ização radial e paralela (MSF). 

.3 

j 
3 

Notemos na figura 5.16 que as formas de onda são parecidas, diferenciándo­

se apenas nos valores. A média entre o valor máximo e o a 60 graus (-30° do 

máximo) da densidade de fluxo, para magnetização radial, é 10,0 % maior que a 

média para magnetização paralela. O fluxo para este raio, para magnetização 

radial, também é 8,8 % maior. 

Como já exposto anter iormente no item 5.2.1, adotaremos magnetização 

paralela. 

O MSF apresenta um valor máximo de densidade de fluxo no raio médio dos 

condutores (24,075 mm ) de 0,23 T, contra um valor máximo de densidade de 

fluxo no entreferrro de 0,5 T no motor de histerese, e 0,8 T no MFR. 

3) 

> 
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5.3.2.2 Variação da densidade de f luxo radial com o raio 

A segu i r , na figura 5.17 é mostrado como varia o valor da densidade de f luxo 

radial com o raio, para dois ângulos, centro da distribuição e -30 graus desta. Os 

dados foram obtidos pelo modelo do capítulo 3. 

2 

2 
o 
X 
3 

U 
•O 

C 
v 

Q 

20 
Raio (mm) 

máxima (centro da distribuição) -30 graus elétricos 

Figura 5.17 Valor da densidade de f luxo radial em função do raio para dois 

ângulos diferentes (centro da distribuição e -30 graus elétricos) (MSF). 

Da figura acima verif icamos que entre os ralos de interesse, onde estão 

localizados os condutores, a variação é quase linear. 

Kj 
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j 
; 
) 

) 

) "cogging", pois ele não existe. 

Como a distribuição de densidade de f luxo não apresenta um patamar 

constante, este motor deve apresentar conjugados de comutação maiores que o 

motor ranhurado com ferro com patamar adequado. A distribuição de densidade 

de fluxo equivalente fase-fase, para o raio de 24.075mm, foi est imada (ímã de 39 

graus mecánicos), conforme capítulo 3 , verif icando-se que a diferença entre o 

valor máximo e o valor a -30 graus do centro da distribuição é de 0,05 T (valor 

não muito grande). 

Para este motor, para fins de largura de ímã, nos preocuparemos em conseguir 

um conjugado o maior possível, para futura comparação com o motor ranhurado 

com ferro. Para isto, verif icaremos : 

) 1 ) 0 maior f luxo, conforme var iamos a largura do ímã. Será considerada a soma 

) do fluxo para 3 ralos, uma vez que esta indica indiretamente a soma de 

densidade de f luxo em 3 ralos nos condutores. A figura 5.18 mostra a soma do 

) f luxo para 3 raios no cobre em função do ângulo do ímã. 

COMISSÃO KiC'CW^L DE t N F K G U ^ J U C I E A R / S P !P£S 

5.3.2.3 Largura d o ímã 

Para este tipo de motor, não precisamos nos preocupar com o conjugado de 
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Figura 5.18 Soma do f luxo para 3 raios em função do ângulo mecânico do ímã 

(MSF). 

Observamos que na figura 5.18 o ângulo ót imo do ímã (maior fluxo 

concatenado) é 41 graus, ou seja próximo ao ângulo obtido para o motor com 

ferro ranhurado no estator. Para 39 graus, a perda de fluxo é insignificante 

(0,3 % ) . 

2)A maior média "Br", conforme o utilizado para cálculo do conjugado no capítulo 

4. Esta média foi colocada num gráfico, conforme figura 5.19 a seguir. 

O 

O 

O 



89 

35 36 37 38 39 40 41 
Ângulo do imã [grau] 

Figura 5.19 Valor médio de "Br" em função do ângulo mecânico do ímã (MSF) 

3 Constatamos no gráfico acima que o maior valor médio e, portanto, o maior 

conjugado ocorre para um ângulo de 40 graus mecânicos, prat icamente igual ao 

resultado obtido (41 graus) pelo critério da somatória de fluxo . A diferença para 

41 graus é de 0,05 %. A diferença para 39 graus é de 0,02% . 

Optamos por manter os 39 graus mecânicos, como largura do ímã, tendo em 

vista as pequenas diferenças para 40 e 41 graus. 

D 
5.3.2.4 Outras dimensões 

Comprimento longitudinal do motor 

Adotaremos um comprimento longitudinal útil de 23 mm (igual ao comprimento 

da pastilha) e não 20 mm, pois no motor sem ferro o fluxo não fica confinado em 

20 mm, mas, no mínimo, no comprimento do ímã. A lém disto, da expenência 
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construtiva de outros motores, verif ica-se que o condutor não dobra nos 20 mm 

para formar a cabeceira de bobina. 

Largura da coroa do rotor 

Será adotada a mesma largura que no motor ranhurado com ferro. Esta 

poderia ser diminuída , uma vez que na análise pelo MEF a densidade de f luxo 

no raio médio se mostrou em torno de 0,85 T (aceitável). 

j 

j 

5.3.3 Circuito Elétrico 

Inicialmente, est imaremos a forma de onda da densidade de f luxo equivalente 

conforme item 3.4.2. O valor máximo desta forma de onda permitirá a obtenção 

do valor do produto "B.r" máximo ou "B . r " (90° ) . A figura 5.20 a seguir mostra a 

densidade de fluxo equivalente B^̂ g obtida pelo método analít ico: 

3 

3 

0.25 

'2) 

..j 

50 100 
Ângulo elétrico [graus] 

150 200 

Figura 5.20 Distribuição da densidade de fluxo equivalente em função do ângulo 

elétrico (MSF). 
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) 

) O produto "B.r" máximo ou "B . r " {90° ) foi est imado em 5,681 10"^ pelo Método 

Analít ico e 5,47 10"^ Tm pelo MEF (diferença de 3,7 % ) . 

) A seguir calcularemos o fator que relaciona os máximos de tensão induzida 

' fase-fase e fase-neutro. Este fator foi est imado pelo modelo analítico em 1,86 e 
) 

) pelo MEF em 1,81, e não Vs , quando as ondas são puramente senoidais.. 

' Assim, o número de condutores série por fase, observando a equação (3.87), 

será dado por: 

2.K , .7 i .n . "B.r" (90°) . l 

No caso em questão temos: 

" B . r " = 5 , 6 8 . 1 0 - n m 

220. V 2 / 1 , 1 

2-1,87.71 .400.5,68.10-^ 23.10" 
) N = ^ ' , ^ = 460,7 

Será adotado como número de condutores série: 

N = 496 
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j 

) 

A, 

3 

Ou, 

No, = 6 2 

O número de condutores série foi inicialmente calculado com os valores obtidos 

pelo MEF, ou seja , = 1,81 (desvio de 3,3%) e "B . r " (90° ) =5 ,47 .10 -^Tm 

(desvio de 3,8 %) . 

Considerando que o diámetro interno da ranhura também é 42 mm e que temos 

dentes de plástico de aproximadamente 2 mm de espessura, a área da ranhura 

será de 26,5 mm^. Considerando que o fator de enchimento da ranhura é de 0,65 

) (o fator de enchimento da ranhura pode ser maior que no MFR, pois não 

l necessitamos de papel de isolação no MSF), o diâmetro de cada condutor será 

dado por: 

^ ' V 62 

26,5.0.65 

O fio é o A W G 2 4 com diâmetro de 0,516 mm e área de 0,205 mm^. 

3 Util izaremos 4 fios em paralelo de 0,0491 mm^ , a fim de diminuir as perdas por 

correntes induzidas no cobre. O efeito pelicuiar devido à corrente de 1,6 kHz no 

condutor é desprezível, pois a relação /R^ =1,000000694. 

Para uma densidade de corrente eficaz de 4A/mm^, temos que a corrente 

eficaz na fase será de: 

l e f=0 ,82A 

A corrente de pico na fase será de: 

13 
1 = 0 ,205 .4 . , , ^ 

Ou: 
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l = 1,0A 

) 

5.3.4 Modelo por elementos finitos do motor em carga 

Na figura 5.21 são apresentadas as linlias de campo e na figura 5.22 a 

distribuição da densidade de f luxo no raio de 24.075 mm, para o MSF, com 

corrente em duas ranhuras (2,6 A /mm^) . Notemos que não há distorção de linhas 

devido à corrente. A comparação entre a densidade de f luxo em função do 

ângulo e o raio médio de 24,075 mm, em vazio e com corrente, não apresenta 

diferenças. A reação de armadura pode ser considerada desprezível. 

3 

J 

• \ 

J 

:> 

j 

\ 
1 

\\ 
1 / 1 1 
J 

,' / 

Figura 5.21 Linhas de f luxo do motor em carga (MSF). 
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Figura 5.22 Distribuição da densidade de f luxo no raio 24.075 mm do MSF 

5.3.5 Conjugado, Potência Mecânica e Rendimento 

O conjugado será calculado conforme o exposto no capítulo 4, item 4 .2 .1 . 

O valor médio de "B.r", como já exposto, será aproximado como média 

aritmética de "B.r" entre -30 graus elétricos e zero graus (centro da distribuição 

de densidade de f luxo correspondendo a zero graus). Assim: 

j 

J 

.y 

.̂y 
x_y' 

-y 

O 
o 

para -30 graus elétricos "B . r "= 5 ,30.10 '^Tm 

para O graus elétricos "B . r "= 5,68.10"^Tm 

O valor médio de ""B.r", então, será dado por: 

' B . r " = 5 , 4 9 . 1 0 - n m 
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Para o caso deste motor temos: 

C = 2.62.1,0.5,49.10-^ 23 .10 - ^8 = 0,125Nm 

Notemos que consideramos a densidade fluxo em carga igual a densidade de 

f luxo em vazio, justif icado pelo fato de a reação de armadura poder ser 

desprezada, no caso de motor sem fen-o no estator, conforme [18,34]. Isto foi 

verif icado, também ,no nosso caso, modelando, através do MEF, um pólo do 

motor e colocando corrente nas ranhuras . 

A potência mecânica do motor será: 

P „ ^ =2.7r.400.0,125 = 314 ,2W 

3 

D O rendimento do motor dado pela equação (4.27) é : 

^ P D TI = 
P + p + p + p 

-\ mee ' • j ' • cicu sup 

Para um fio de diâmetro de 0,25 mm a perda P^,^ foi est imada em 28,85 W, 

pela equação 4.25 e a Pj em 5,24 W . Assim, o rendimento est imado é de 90,2 % 

para a rotação de 24.000 rpm. 

A relação conjugado/volume do motor sem ferro no estator é ainda 2,0 vezes 

maior que o motor de histerese da dissertação de Mestrado[1]. 
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6 ENSAIOS 

6.1 ENSAIOS 

6.1.1 Introdução 

) Para realizar os ensaios destes motores util izou-se a mesma bancada de [1]. 

^ O conjugado é medido através da reação na carcaça do motor, presa 

) vert icalmente num transdutor de conjugado. O conjugado eletromagnético total é 

obtido através da soma do conjugado medido com o motor em carga, mais o 

conjugado medido quando este é desl igado eletr icamente (conjugado de 

desligamento). Este último representa o conjugado de rolamento no caso do 

motor de histerese sem remanente no rotor ou de outros motores sem campo 
) 

) 

) magnético no rotor. No caso dos motores BDCM, este conjugado de 

^ desligamento é dado pela soma do conjugado de rolamento mais o conjugado 

y frenante devido às perdas no ferro no MFR, ou o conjugado frenante devido às 

3 perdas por correntes induzidas no cobre, no caso do MSF. Como carga 

^ mecânica do motor é utilizado um freio de correntes induzidas que atua num 

3 disco de alumínio preso ao eixo, no caso do motor de histerese ou no próprio 

^ rotor na sua parte inferior (figura 5.11), feita de alumínio, para os motores de 

) ímãs permanentes. 

A rotação é medida util izando-se um sensor ótico, da própria bancada de 
. j 

^ medida do conjugado, que atua sobre a lateral do disco de alumínio (MH) ou do 

) rotor (BDCM), onde se encontram 4 faixas pintadas com o mesmo tamanho e 

alternadas. 

j 
\ ) As grandezas elétricas como tensão, corrente , potência e fator de potência 
^ são medidas através de um "medidor de potência digital" marca Yokogawa 
J 

j Modelo 2533, que mede ondas distorcidas de inversores na faixa de 10 Hz a 20 

y k H z . 
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A forma de onda da tensao induzida fase-neutro, fase-fase, bobinas 

exploratrizes, tensão aplicada e da corrente nas fases do motor (com auxílio de 

uma ponta de corrente) foram obtidas através de um osciloscopio digital. 

6.1.2 Motor de Histerese 

O motor de histerese [1] foi incialmente concebido com 2 pólos, 127 V e 60 Hz 

(rotação síncrona de 3600 rpm). 

Para colocar este motor a 24000 rpm t ivemos que alimentá-lo com um 

conversor (12 pulsos) ligado a uma série de transformadores, para elevarmos a 

) freqüência e tensão de al imentação (aproximadamente 800 V em 400 Hz). 

O conjugado total, apresentado inicialmente, para entreferro de 0,21 mm e na 

3 rotação de 400 Hz, era menor que 23,6 Nem para a corrente nominal (1,42 A de 

^ linha). O conjugado deste motor para esta mesma corrente, só que a 60 Hz 

-j, senoidal, estava em torno de 23,6 Nem. Na tentativa de aumentar o conjugado a 

3 400 Hz, o entreferro (entreferro inicial =0,21 mm) foi aumentado gradat ivamente 

:^ com o objetivo de diminuir as perdas parasitas. Aumentou-se o entreferro de 5 

) em 5 centésimos de mm , diminuindo-se o diâmetro do rotor, até se chegar a um 

entreferro de 0,36 mm, onde verif icou-se que as perdas no ferro mais as perdas 

parasitas em função da tensão não diminuíram mais signif icativamente em 

relação ao entreferro de 0,31 mm. A figura 6 . 1 , a segu i r , mostra os gráficos das 

características de entrada em sincronismo para o entreferro de 0,36 mm. 
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Figura 6.1 Característ icas de entrada em sincronismo do Motor de Histerese com 

entreferro aumentado para 0,36 mm, na rotação de 24000 rpm. 
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6.1.3 Motores BDCM 

Depois de enrolado o estator, mediu-se, sem o rotor, as resistências (a 25° C ) 

fase- neutro e fase-fase com uma ponte Kelvin e com um medidor L.C.R (circuito 

série), obtendo-se a tabela a seguir (média entre 3 fases): 

MOTOR COM FERRO MOTOR SEM FERRO 

RESISTÊNCIA [Q] (25 C) fn ff fn ff 

PONTE DE KELVIN 0.317 0,603 2,328 4.589 

L.C.R (medida 

em freqüência 

circuito série) 

120 Hz 0,330 0,619 2,41 4,70 L.C.R (medida 

em freqüência 

circuito série) 

1 kHz 0,340 0,635 2,40 4,71 

L.C.R (medida 

em freqüência 

circuito série) 10 kHz 0.73 1,36 2.58 5,23 

Tabela 6.1 Valores medidos de resistência dos motores BDCM - fase-neutro (fn) 

e fase-fase (ff). 

3 
As indutâncias médias, sem o rotor, também foram obtidas e estão mostradas 

na tabela 6.2. Estas medidas têm a f inalidade de detectar algum problema com o 

enrolamento. Caso haja um desbalanço significativo entre as medidas fase-fase 

de indutâncias podemos, por exemplo, ter problemas nas l igações das bobinas 

de cada fase. 

J 
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MOTOR COM FERRO MOTOR SEM FERRO 

INDUTÂNCIAS [ ^H] fn ff fn ff 

L.C.R (medida 

em freqüência 

circuito série) 

120 Hz 222 472 402 1059 L.C.R (medida 

em freqüência 

circuito série) 

1 kHz 219 468 406 1067 

L.C.R (medida 

em freqüência 

circuito série) 10 kHz 216 461 406 1068 

Tabela 6.2 Valores medidos de indutáncia, sem o rotor, dos motores BDCM 

fase-neutro (fn) e fase-fase (ff) 

J 

3 

O estator do motor com ferro ranhurado foi montado no motor com certa 

dificuldade, pois os ímãs do rotor atraíam o mesmo. 

Após a montagem do copo com os sensores Hall, o motor foi montado na 

bancada de teste e conectado ao conversor . Aumentou-se ligeiramente a 

tensão CC da fonte (barramento), com esta em limite de corrente, e girou-se o 

copo com sensores Hall até o motor iniciar a partida. Com o motor em torno de 

100 Hz, ajustou-se a posição do sensor para que obt ivéssemos o máximo fator 

de potência (ou mínima corrente) no medidor de potência digital. Ou seja, 

podemos neste caso adiantar ou atrasar a posição dos sensores, que implicará 

formas de onda de corrente menos retangulares e conjugados de ondulação 

(conjugado de "ripple") maiores. A influência da posição do sensor sobre o 

conjugado de "ripple"é feita na referência [47]. O desempenho do motor pode 

variar não só com a posição do sensor, mas com o ângulo de início e fim de 

condução da corrente, como foi observado em [48]. Neste caso, é necessário um 

sensor ("encoder") e uma eletrônica mais sofisticada. 

V y 

Com a posição de sensor anteriormente ajustada, acelerou-se o motor até 400 

Hz e reajustou-se a posição para obter-se o máximo fator de potência com o 
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motor em vazio. Poderia se fazer isto com o motor em carga, mas isto seria 

perigoso, uma vez que a posição não adequada dos sensores provoca pico de 

correntes sobrepostos a uma corrente de carga que poderia danif icar as c l iaves 

eletrônicas do conversor. Com a posição ajustada em vazio, obteve-se os 

seguintes dados (servem de referência, caso a posição do sensor mude no 

transcorrer do trabalho). 

j 

j 

~\ 

3 
3 
3 
" A 
J° 

3 
3 

:,) 

Mot. BDCM Tensão [V] Con-ente [A] Potência [W] Fator de Pot. Tensão CC [V] 

Com Ferro 203,6 0,4396 143,3 0,926 270 

Sem Ferro 212,8 0,2879 96,1 0,902 285 

Tabela 6.3 Tabela das grandezas elétricas dos motores BDCM quando estão em 

vazio a 24.000 rpm. 

Como podemos observar na tabela anterior, o MSF apresenta uma con-ente e 

potência de vazio menor do que o MFR, devido às menores perdas por correntes 

induzidas no cobre do MSF em relação às perdas no ferro do MFR. 

Verif icou-se em vazio que o conjugado de venti lação dos dois motores é 

aproximadamente o mesmo,ou seja, 2,2 Nem. O conjugado de rolamento foi 

medido acelerando-se o rotor através de um motor externo e sem a presença do 

estator dos motores aqui ensaiados , até a rotação de 24000 rpm. Soltando o 

rotor nesta rotação, mediu-se o conjugado de reação na carcaça, sem a 

presença dos estatores dos motores (Anexo A2). Com esta providência é 

possível separar o conjugado de perdas no ferro para o MFR e o conjugado por 

correntes induzidas no cobre para o MSF. 

O 
O 

o 
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) A seguir, passamos a levantar as tensões induzidas para as rotações de 
N • 

[ aproximadamente 100, 150, 200, 250, 300, 350 e 400 Hz. São aproximadas uma 

) vez que acelerávamos o motor um pouco acima destas rotações e aí o 

^ desl igávamos. Quando este atingia a rotação desejada, fazíamos a aquisição de 

) dados da tensão através de um osci loscópio digital. 

^ Para o motor em vazio, conversor ligado, foram medidas as formas de onda de 

) tensão fase-neutro (2), bobina exploratriz (8) e da corrente (5) . O vazio, na 

verdade, se deve a um conjugado médio de carga de aproximadamente 5,4 Nem 

) para o motor com ferro e 3,4 Nem para o motor sem ferro (conjugado de 

y venti lação mais rolamento mais perdas ferro/cobre). 

) 

^ O passo seguinte foi colocar o motor em carga. Impondo correntes crescentes 

) no motor, ou seja, colocando-o em carga através do freio, verif icamos que a 

^ rotação decresce (característica de motor CC). É necessário, portanto, reajustar 

) a rotação para se manter 400 Hz, através da variação da tensão no barramento 

CC. Para a corrente nominal dos motores foram levantadas as formas de onda 

N da corrente e da tensão de fase. 

') Impondo depois tensão fixa no barramento CC, levantamos as características 

^ Conjugado-Rotação. Estas características foram levantadas para 3 tensões de 

) barramento. 

j 

) Impondo agora corrente nomina l , veri f icamos o desempenho dos motores para 

as rotações de 100, 150, 200, 250, 300, 350 e 400 Hz . 

3 

3 
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6.2 COMPARAÇÃO TEÓRICO-EXPERIMENTAL 

6.2.1 Motor com ferro ranhurado (MFR) 

6.2.1.1 Forma de onda da tensão Induzida 

A inclinação de ranhura tem uma influência muito forte sobre a forma de onda 

da tensão induzida e sobre o conjugado de "cogging" [Anexo A3] . Por isto, esta 
) 

) foi medida através de um Projeter de Perfis, obtendo-se 17 graus ao longo do 

3 comprimento e, portanto, um ângulo de 12 graus de inclinação. O desejado, 

3 inicialmente, era 15 graus (1 passo de ranhura). O desvio se deve à folga do 

) dispositivo de montagem do pacote. Procurou-se , na montagem, tender para a 

^ menor inclinação, uma vez que se t inha em mente que este procedimento iria 

3. levar a um patamar maior da tensão induzida. 

^ A seguir, são mostradas as comparações entre o modelo analítico e o 

^ experimental da tensão induzida fase-neutro (freqüência de rotação de 

) 197,83 Hz) , f igura 6.2, e da tensão induzida fase-fase (198,65 Hz), f igura 6.3. 

\ Neste mesmos gráficos é mostrado também o desvio percentual. 
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Figura 6.2 Tensão induzida fase-neutro do motor com ferro rani iurado (MFR) 

para uma freqüência de rotação de 197,83 Hz a) Comparação entre modelo 

analítico e resultado experimental b) Forma de onda experimental. 
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resultado experimental b) Forma de onda experimental. 
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Para rotações próximas a 200 Hz o desvio médio da tensão fase-neutro e 

fase-fase é de 5,4% e 4,8%, respectivamente 

Para a freqüência de rotação de 392,42 Hz temos, na figura 6.4, a 

comparação teórico experimentai da tensão fase-neutro. A tensão fase-fase 

nesta freqüência não foi possível obter devido a limites de tensão no osci loscópio 

(400 V pico a pico). Neste caso, o desvio médio percentual é de 3,2 %. 
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Figura 6.4 Tensão induzida fase-neutro do motor com ferro ranhurado (MFR) 

para uma freqüência de rotação de 392,42 Hz a) Comparação entre modelo 

analítico e resultado experimental b) Forma de onda experimental. 
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A s formas de ondas da tensão induzida fase-neutro e fase-fase, obtidas 

através do modelo do capítulo 3.4.1, estão bem próximas às formas obtidas 

experimentalmente (figuras 6.2, 6.3 e 6.4). 

O patamar teórico da tensão induzida fase-neutro, levando-se em conta a 

correção da inclinação, f icou em 109 graus contra uma média experimental de 

113,5 graus (média entre 6 tensões induzidas). O desvio está em torno de 4 %. 

Portanto, o modelo de cálculo da tensão induzida em vazio, incluindo o efeito 

da inclinação de ranhura, se aplica bem ao motor MFR em questão. 

6.2.1.2 Conjugado Eletromagnético Médio 

O conjugado médio no motor medido para uma corrente eficaz de 1,6 A varia 

de 0,207 Nm a 0,198 Nm da freqüência de rotação de 100 a 400 Hz. O gráfico 

abaixo, figura 6.5, mostra este conjugado para várias rotações e o desvio 

percentual em relação a um conjugado calculado de 0,218 Nm. 
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Figura 6.5 Conjugado eletromagnético médio para o MFR, em diversas rotações 

O desvio médio do conjugado eletromagnético para as freqüências 

consideradas é de 7,3 % 

Há uma queda de conjugado, na rotação ensaiada , de 3,7 %. 

6.2.1.3 Conjugado Frenante por perdas no ferro 

As perdas no ferro do material laminado FeSi de espessura 0,1 mm foram 

levantadas experimentalmente através de ensaio de perdas em núcleo toroidal 

para as freqüências de 400 e 800 Hz. Os resultados deste ensaio e um ajuste de 

curvas que resultou num desvio médio dos pontos menor que 4 % , são mostrados 

no gráfico da figura 6.6, a seguir. 

v V 

•y 
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Figura 6.6 Perdas no ferro do FeSi laminado 0,1 mm. Equação da curva 

ajustada. 

Utilizando as constantes obtidas k,, = 0,0286 , nh=1,83 e k ¡̂ = 8,0.10"^, nos 

modelos desenvolvidos por Slemon e Errard (item 4.1.2), podemos obter os 

valores de perdas no ferro no motor, e conseqüentemente o conjugado frenante 

devido a estas perdas. A comparação entre os valores obtidos pelos modelos e 

os experimentais, para várias freqüências de rotação, são mostrados na figura 

6.7 , a seguir. 

r^ 
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Figura 6.7 Comparação teórico experimental do conjugado frenante de perdas 

no ferro (MFR). 

O modelo proposto por Errard [32] para cálculo do conjugado frenante por 

perdas no ferro apresenta resultados mais próximos aos experimentais do que o 

modelo proposto por Slemon [29]. 

O desvio médio da curva de conjugado-frenante, considerando o modelo de 

Errrard, é de 5,1 %. 

6.2.1.4 Rendimento 

O rendimento, calculado segundo o item 4.1.3 e comparado para várias 

freqüências de rotação , é mostrado na f igura 6.8, a seguir: 

J 
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. Experimental —.— Teórico —*— Desvio percentual 

Figura 6.8: Comparação teórico-experimental do rendimento do motor MFR, para 

várias rotações. 

O desvio percentual médio entre os resultados teóricos e experimentais é de 

4,2 %. 

6 .2,2 Motor sem ferro 

6.2.2.1 Forma de onda da tensão induzida 

inicialmente, compararemos a tensão induzida em 2 bobinas exploratrizes 

(figuras 6.9 e 6.10). A primeira bobina, de passo pleno com 36 condutores, está 

praticamente na superfície do estator num raio de 27,85 mm e um comprimento 

axial de 20 mm. A segunda bobina, de passo pleno com 62 condutores, foi 

enrolada entre carrradas do enrolamento, seguindo a mesma forma do 
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enrolamento, num raio de aproximadamente 24 mm. O comprimento médio 

desta segunda bobina foi considerado como sendo 23 mm. 
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Figura 6.9 Tensão induzida na bobina exploratriz r=27,85mm do motor sem ferro 

(MSF) para uma freqíjéncia de rotação de 199,48 Hz a) Comparação entre 

modelo analít ico e resultado experimental b) Forma de onda experimental. 
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Figura 6.10 Tensão induzida na bobina exploratriz r = 24 mm do motor sem ferro 

(MSF) para uma freqüência de rotação de 99,74 Hz a) Comparação entre modelo 

analítico e resultado experimental b) Forma de onda experimental. 
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Os desvios percentuais médios nas bobinas 1 e 2 são 2,3 % e 2,5 %, 

respectivamente. 

A seguir, apresentamos a comparação das tensões induzidas fase-neutro e 

fase-fase (figuras 6.11 e 6.12) para a freqüência de rotação de 197,83 Hz e 

197,02 Hz. 
90 
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Figura 6.11 Tensão induzida fase-neutro do motor sem ferro (MSF) para uma 

freqüência de rotação de 197,83 Hz a) Comparação entre modelo analítico e 

resultado experimental b) Forma de onda experimental 
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Figura 6.12 Tensão induzida fase-fase do motor sem ferro (IVISF) para uma de 

rotação de 197,02 Hz a) Comparação entre modelo analítico e resultado 

experimental b) Forma de onda exper imenta l . 
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As tensões induzidas fase-neutro e fase-fase apresentam um desvio médio de 

4,5 % e 6,6%, respectivamente. 

Portanto, o modelo analítico proposto e desenvolvido para calcular a forma de 

onda da tensão induzida no MSF se aplica bem ao motor em questão, apesar da 

hipótese de análise bidimensional de campo. 

Para a freqüência de rotação de 399,6 Hz, temos na figura a seguir a 

comparação teórico-experimental da tensão fase-neutro. O desvio percentual 

médio ficou em 5,8 %. A tensão fase-fase, nesta freqüência, não foi possível 

obter devido a limites de tensão no osci loscópio (400 V pico a pico). 
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Figura 6.13 Tensão induzida fase-neutro do motor sem ferro (MSF) para uma 

freqijència de rotação de 399,6 Hz a) Comparação entre modelo analítico e 

resultado experimental b) Forma de onda experimental. 
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6.2.2.2 Conjugado Eletromagnético Médio 

J 

) 

) 

) 

) 

o conjugado médio no motor medido para uma corrente eficaz de 0,82 A varia 

de 0,109 Nm a 0,106 Nm entre as freqüências de rotação de 100 e 400 Hz. O 

gráfico, f igura 6.14 a seguir, mostra este conjugado para várias rotações e o 

desvio percentual em relação a um conjugado calculado de 0,125 Nm. 

150 200 250 300 

Freqüência de rotação (Hz) 

—m— Conjugado Eletromagnético Médio —»— Desvio percentual 

Figura 6.14 Conjugado eletromagnético médio do motor MSF para várias 

freqüências de rotação. Desvio percentual em relação ao conjugado teórico de 

0,125 Nm. 

O desvio médio do conjugado eletromagnético para as freqüências 

consideradas é de 16,5 %. Este desvio maior se deve à analise bidimensional 

considerada. Na verdade, a densidade de fluxo diminui axialmente a partir do 

centro do ímã na direção axial. Os valores de densidade de f luxo em função da 

posição axial foram medidos e os resultados se encontram no Anexo A4. 

• ^ 
^ y 
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6.2.2.3 Conjugado Frenante devido a correntes induzidas no cobre 

Calculando as perdas pela equação 4.25 do ítem 4.2.2 para a freqüência de 

rotação de 400 Hz, obtemos o valor de 26,27 W. A resistividade elétrica do cobre 

foi considerada a 75° C ou seja 0,0209 Q.mm^ / m. Estas perdas correspondem 

a um conjugado frenante de 0,0105 Nm. A seguir, é mostrada a comparação 

teórico-experimental do conjugado frenante para vária rotações, figura 6.15. 
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Figura 6.15 Conjugado frenante devido ás corrente induzidas no cobre para 

várias freqüências de rotação (MSF). 

O desvio médio no gráfico da figura acima é de 2,1 %. 

6.2.2.4 Rendimento 

O rendimento foi calculado segundo o item 4.2.3 para a corrente nominal de 

0,82 A. A resistência por fase foi considerada de 2,597 Q. (75 °C). As perdas por 
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corrente induzidas foram obtidas segundo o item 4. 2.2. O gráfico, f igura 6.16 a 

seguir, mostra a comparação teórico-experimental do rendimento 
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Figura 6.16 Gráfico mostrando a comparação teórico-experimental do rendimento 

do motor sem ferro (MSF), para várias freqüências de rotação. 

O desvio percentual médio para estas freqüências é de 5,3 %. 

6.3 COMPARAÇÃO EXPERIMENTAL DOS M O T O R E S 

6.3.1 Motores BDCM 

6.3.1.1 Valor Máximo da Tensão induzida 

.y 

A seguir, é mostrado o gráfico comparat ivo entre o valor de pico fase-neutro e 

fase-fase para o motor com ferro ranhurado e o motor sem ferro (figura 6.17). 
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Figura 6.17 Valor de pico da tensao induzida fase-neutro e fase-fase para os 

motores com ferro ranhurado (MFR) e sem ferro (MSF). 

Verif ica-se, através dos gráf icos da figura 6.17, que as tensões induzidas de 

pico fase-neutro e fase-fase de pico se relacionam com a freqüência angular 

através das constantes (E= k ^ o ) dadas na tabela a seguir: 

Motores BDCM / k^ (V/(rad/s)) Fase-Neutro Fase-Fase 

Com ferro Ranhurado 0,0551 0,110 

Sem fen-o 0,0601 0,115 

Tabela 6.4 Tabela comparat iva das constantes k^ para os motores BDCM com 

ferro ranhurado e sem ferro (MFR e MSF). 

6.3.1.2 Formas de onda de tensão e corrrente 

Nas figuras 6.18, a seguir, são mostradas as formas de onda de corrente em 

vazio, corrente e tensão fase-neutro em carga, para os dois motores BDCM, a 

400 Hz de rotação ( carga corresponde a densidade de corrente de 4 A /mm^ nos 

condutores). 
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Figura 6.18 Formas de onda do MFR: a) corrente em vazio b) corrente em 

carga c) tensão fase-neutro em carga . 
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Observa-se, nestas figuras, que a tensão fase-neutro, a tensão fase-fase e a 

corrente de fase em carga que apresenta a forma quase retangular para os dois 

motores, estando portanto não muito longe da hipótese assumida para cáculo do 

conjugado médio. 

6.3.1.3 Característica Conjugado-Corrente 

Abaixo, é mostrada a característica Conjugado-Corrente para os dois motores 

BDCM (figura 6.19). 
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Corrente eficaz na fase (A) 

Figura 6.19 Característ icas conjugado-corrente para os motores MFR e MSF. 

j 

) 

O conjugado se relaciona com a corrente eficaz e com a corrente de pico 

através das constantes kĵ f e kjp. Estas constantes determinadas para os dois 

motores estão na tabela 6.5, que se segue: 
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Motores BDCM / k|(Nm/A) K 

Com ferro Ranhurado 0,124 0,101 

Sem ferro 0,128 0,109 

3 

Tabela 6.5 Tabela comparat iva das constantes Conjugado-Corrente ki^, e k|p 

dos motres com ferro ranhurado e sem ferro (MFR e MSF). 

Os dois motores MFR e MSF apresentam, praticamente, as mesmas 

constantes k̂ ^ (fase-fase) e k¡p, apresentando diferenças de 3,5 % e 7,6 % 

respectivamente. 

As constantes de corrente de pico k¡p apresentam um desvio, em relação às 

constantes de tensão induzida de pico fase-fase k^ (referência), de 8,2% para o 

motor com ferro ranhurado e 5,2% para o motor sem ferro. 

6.3.1.4 Característica Conjugado-Rotação 

A característica conjugado rotação para três tensões de barramento CC foram 

levantadas. O resultado é apresentado no gráfico (figura 6.20) a seguir: 
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Figura 6.20 Comparação da característ ica Conjugado-Rotação do motor com 

ferro ranhurado (MFR) com o motor sem ferro (MSF) para três tensões de 

barramento CC MFR MSF. 

A característica conjugado-rotação do MFR é mais "dura"do que a do MSF 

(figura 6.18). Para a tensão de barramento CC de 275 (MFR) e 295 V (MSF) a 

perda de rotação de vazio até plena carga (4A/mm^ nos condutores) no MFR é 

de 5 Hz e no MSF é de 14 Hz. O motor de histerese não perde rotação até seu 

conjugado máximo de saída de sincronismo. 

6.3.1.5 Desempenho dos motores BDCM para várias rotações 

.3 
-1 

A seguir (figuras 6.21 a 6.24), são mostradas as características, tensão, 

potência, fator de potência, conjugado e rendimento dos motores BDCM para 

.3 
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várias rotações na corrente de 1,6 A para o motor com ferro ranhurado e 0,82 A 

para o motor sem ferro. 
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Figura 6.21 Tensão eficaz fase-fase em função da freqüência de rotação para os 

motores BDCM com e sem ferro, na corrente de 1,6 A e 0,82 A, respectivamente. 
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Figura 6.22 Potência Elétrica em função da freqüência de rotação para os 

motores BDCM com e sem ferro, na corrente de 1,6 A e 0,82 A, respect ivamente. 
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Figura 6.23 Fator de Potência em função da freqüência de rotação para os 

motores BDCM com e sem ferro, na corrente de 1,6 A e 0,82 A respect ivamente. 
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Os fatores de potência dos dois motores BDCM em plena carga são 

praticamente os mesmos e var iam entre aproximadamente 0,94 e 0,91 de 100 a 

400 Hz (figura 6.23). 

100 150 200 250 300 

Freqüência de rotação (Hz) 

— ^ Motor com ferro ranhurado — M o t o r sem ferro 

Figura 6.24 Conjugado por unidade em função da freqüência de rotação para os 

motores BDCM com e sem ferro, na corrente de 1,6 A e 0,82 A, respectivamente. 

Valor base para motor MFR: 0,2 Nem . 

Valor base para motor MSF: 0,1 Nem 

- No MFR há uma queda de conjugado de 3,7 % enquanto que no MSF esta 

queda é de 2,0 % (figura 6.24), da rotação de 100 Hz para a rotação de 400 Hz. 

•3 
13 
•3 
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50 100 150 200 250 300 

Freqüência de rotação (Hz) 

Motor com ferro ranhurado —»— Motor sem ferro 

450 

Figura 6.25 Rendimento em função da freqüência de rotação para os motores 

BDCM com e sem ferro, na corrente de 1,6 A e 0,82 A, respectivamente. 

O motor MSF apresenta rendimentos maiores que o MFR a partir de 

freqüências de rotação de 150 Hz (figura 6.25). Para melhorarmos o rendimento 

do MFR teríamos , por exemplo, que diminuir a espessura da chapa de FeSi (já 

em 0,1 mm), o que é muito difícil. Enquanto que no MSF bastaríamos utilizar fios 

de cobre de diâmetros menores em paralelo. Diâmetros menores de fio 

implicariam rendimentos melhores (menos perdas) e também em menores 

temperatura de operação. A elevação de temperatura para o motor em vazio 

correspondeu a 30° C (devido à corrente em vazio e perdas por corrente 

induzidas no cobre). 

A s perdas suplementares crescem com a freqüência. No MFR este 

crescimento é mais acentuado que no MSF, onde o crescimento é praticamente 

linear. 

O valor médio das perdas suplementares para o MFR é de 1,9 % e para o MSF 

é de 3,2 %. 
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6.3.2 Comparação Motores B D C M com o Motor de Histerese 

j 

) 

y 

) 

; 

3 

'\ 
) 

y 

.)-. 

) 

) 

6.3.2.1 Várias rotações 

A seguir (figuras 6.26 a 6.27), são mostradas as curvas comparat ivas de 

conjugado, fator de potência e rendimento para os dois motores BDCM e o motor 

de histerese para vár ias rotações: 

200 250 300 

Freqüência de rotação (Hz) 

. Motor B D C M com ferro ranhurado » Motor B D C M sem ferro 

- Motor de Histerse 

Figura 6.26 Comparação experimental do conjugado total para os três motores. 

3 
3 

.3 

O motor de histerese apresenta uma queda de conjugado (14%) mais 

acentuada com a rotação do que os motores BDCM (O MFR 3,7 % e o MSF 

2,0 %). 
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100 150 200 250 300 

Freqüência de rotação (Hz) 

, Motor BDCM com ferro ranhurado Motor B D C M sem ferro 

— 4 — Motor de Histerese 

350 400 

Figura 6.27 Comparação experimental do rendimento para os três motores. 

) 

O 

^ 

j 

Os rendimentos dos motores BDCM (entre 0,8 a 0,9) são maiores que os do 

motor de histerese (entre 0,69 e 0 ,62 ) . 

100 150 200 250 300 

Freqüência de rotação (Hz) 

Motor BDCM com ferro ranhurado _ _ Motor BDCM sem ferro 

Motor de Histerese 

Figura 6.28 Comparação experimental do fator de potência para os três motores. 
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Os fatores de potência dos motores BDCM (maiores que 0,9) são nit idamente 

maiores que os do motor de l i isterese (entre 0,35 e 0 ,4 ) . 

6.3.2.2 Rotação de 24.000 rpm 

A seguir, é mostrada tabela comparat iva (tabela 6.6), com dados experimentais 

(valores por unidade), entre os três motores, na rotação de 24.000 rpm. 

) 

) 

J 

J 

) 

; 

j 

) 

Motor Histerese 
BLDC com 
ferro ranh. 
(MFR) 

BLDC sem 
ferro 
(MSF) 

Conjugado 0,764 0,792 0,424 
Rendim. 0,62 0,806 0,847 

Fat. de Pot. 0,400 0,913 0,913 
Volume 1,00 0,247 0,317 
Relação 

CA/ 
0,764 3,206 1,338 

T a b e l a 6.6 : Tabela comparativa dos motores. Valores por unidade. 
Valor base de Conjugado: 25 Ncm 
Valor base de Volume:8,867.10 " m ^ (incluido cabeceira de 

bobina) 

y 

3 
_) 

;) 
Z) 
"y 
.y 

- y 

o MFR apresenta uma relação conjugado-volume 140 % maior do que o 

MSF para a mesma densidade de corrente nos condutores de 4 A /mm^ . Os 

fatores de potência dos dois motores em plena carga são iguais (0,913). O MSF 

apresenta um rendimento maior do que o MFR (0,847 contra 0,806). 

Apesar de a densidade de fluxo no motor sem ferro no estator no raio médio 

dos condutores (0,23 T) ser aproximadamente 29 % da densidade de fluxo no 
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entreferrro do MFR (0,8 T), o conjugado do motor sem ferro é 54 % do conjugado 

do MFR (para a mesma densidade de corrente nos condutores). A diferença na 

porcentagem se deve ao maior número de condutores que podemos colocar no 

MSF, pois não estamos l imitados em espaço pelos dentes de ferro do estator do 

MFR, que são razoavelmente largos, por causa do alto fluxo que nestes precisa 

passar. 

As perdas no ferro do MFR representam 15,1 % da potência elétrica e as 

perdas por corrente induzidas no cobre do MSF ,9,4%. 

As perdas suplementares no MFR são de 3,6 % e no MSF de 3,8 %. Estas 

perdas provavelmente se devem, em parte, aos picos de con-ente na forma de 

onda de corrente [32] (aparecem com freqüência 6 vezes maior que a 

fundamental da cor ren te) . 

O MSF apresenta uma relação conjugado-volume 68 % maior do que o motor 

de Histerese. O rendimento e o fator de potência do motor MSF (0,847 e 0,913) 

são sensivelmente maiores que os do motor de Histerese (0,62 e 0,4). ) 

) A temperatura de operação com 4 A /mm^ nos motores MFR, MSF e Histerese 

^ são respectivamente 131°C. , 90°C. e 116 "C. O MSF poderia ter seu conjugado 
J 

\ aumentado através do aumento da corrente. 
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> 7 .C0NCLUSÕES 

) 

3 
3 
'A 

3 
3 
3 

O modelo desenvolvido neste trabalho agiliza o dimensionamento do motor 

com e sem ferro no estator (MFR E MSF). 

) No dimensionamento do motor BDCM com ferro ranhurado (MFR) ocorre um 

^ conflito para a determinação da largura do ímã (abraçamento polar). O ângulo do 

A ímã que produz o maior patamar de densidade de f luxo produz o maior 

) conjugado de "cogging". A inclinação de ranhura provoca uma diminuição deste 

^ conjugado e, indesejavelmente, do patamar da densidade de fluxo. É necessário, 

) portante, um compromisso entre largura do ímã , conjugado de "cogging" e 

inclinação de ranhura. 

^ ' As distribuições de densidade da f luxo obtidas pelo modelo do capítulo 3 para 

^ o MFR e o MSF, apl icadas aos motores em questão, são muito próximas às 

^ obtidas pelo Método dos Elementos Finitos. Próximos também são os valores de 

) patamares da distribuição da densidade de f luxo, para o MFR, obt idos entre o 

^ modelo analít ico e o MEF, quando var iamos a largura do ímã. Portante, os 

) resultados obtidos pelo modelo analítico de cálculo da tensão induzida, tanto no 

MFR como no MSF, apresentaram valores semelhantes aos obtidos pelo MEF. 

No MSF, a magnetização radial produz densidades de f luxo 10 % maior, em 

) média, para os dois pontos de interesse (máximo e -30 graus elétricos) do que a 

^ magnetização paralela . 

3 Para o MSF foram apresentados dois critérios de escolha ót ima da largura do 

^ imã (maior conjugado). Um era dado pela somatória do f luxo em 3 raios nos 

^ condutores e o outro dado pela média "Br". A largura ótima de ímã é 

3 praticamente coincidente para estes dois critérios. 
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) 

) 

) No MSF, a relação entre o valor máximo da tensão induzida fase-neutro e fase-

^ fase (onda obtida subtraindo-se duas ondas fase-neutro deslocadas de 120 

^ graus elétricos) é 1,81 (MEF) ou 1,86 (Modelo Analítico) e não V s , pois as 

) ondas fase-neutro e fase-fase não são puramente senoidais . 

No MFR o valor máximo da densidade de fluxo no entreferro é relativamente 

) grande (0,8 T) quando comparado com o do motor de histerese (0,5 T) e o do 

' MSF (0,23 T no ralo médio) 

^ O efeito pelicular nos condutores devido à corrente na freqüência de 1,6 kHz 

) pode ser desprezado nos dois motores BDCM. 

) 

) 

) As formas de onda da tensão induzida fase-neutro e fase-fase no motor MFR, 

obtidas através do modelo do capítulo 3.4.1, incluindo a inclinação de ranhura, 

^ estão bem próximas ás formas obt idas experimentalmente . O desvio no 

) patamar da tensão induzida fase-neutro é de 4 %. Portanto, o modelo de 

cálculo da tensão induzida em vazio, incluindo o efeito da inclinação de 

) ranhura, se aplica bem ao motor M F R em questão. 

O conjugado no MFR foi est imado teoricamente com desvios percentuais 

aceitáveis. 

^ As perdas no ferro do MFR foram est imadas com sucesso. O rendimento 

^ teórico no MFR também apresentou resultado próximo ao experimental. 

) Comparando as formas de onda de tensão induzida, no MSF, nas bobinas 

^ exploratrizes e nas bobinas fase-neutro e fase-fase, obtidas pelo modelo 

) proposto no capítulo 3, com as formas de onda obtidas experimentalmente. 

3 

"A 
j 

~\ 

J 
J 
J 

D 

' A 

verif icamos uma grande semelhança. 
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Portanto, o modelo analítico proposto e desenvolvido para calcular a 

) forma de onda da tensão induzida no MSF se aplica bem ao motor em 

questão, apesar da hipótese de análise bidimensional de campo. 

) No iVISF, o conjugado apresentou desvios percentuais maiores que no iVIFR, 

' principalmente devido á hipótese de análise bidimensional. 

) O modelo teórico para cálculo de perdas no ferro do núcleo laminado foi 

adaptado com sucesso para cálculo das perdas por correntes induzidas no 

cobre do MSF, com desvio percentual médio de 2,1 % na faixa de rotação 

considerada (figura 6.14). O desvio médio no cálculo do rendimento é de 

5,3 % (figura 6.15). 

O conjugado de "cogging" no MFR varia l inearmente com o ângulo de 

inclinação de ranhura (figura A3.1). 

) O MSF não apresenta conjugado de "cogging". 

^ Os dois motores MFR e MSF apresentam, praticamente as mesmas 

-, constantes k „ ( fase-fase) e k̂ p , mostrando o correto encaminhamento do 

dimensionamento dos dois motores. As tensões eficazes dos dois motores se 

A mostraram também próximas para a mesma densidade de corrrente nos 

^ condutores. 

A s formas de onda experimentais de corrente dos motores MFR e MSF, em 
) 

3 plena carga, são prat icamente retangulares, sem pico de correntes, estando, 

) 
) cálculo do conjugado. 

portanto, não muito longe da hipótese de correntes retangulares adotada no 

Os fatores de potência dos dois motores BDCM em plena carga são 

praticamente os mesmos na faixa de rotação entre 100 e 400 Hz. 
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No MFR há uma queda de conjugado de 3,7 % enquanto que no MSF esta 

queda é de 2,0 % (figura 6.22), da rotação 100 Hz para a rotação de 400 Hz. 

O motor MSF apresenta rendimentos maiores que o MFR a partir de 

freqüências de rotação de 150 Hz .Com a utilização de fios mais finos no MSF,ou 

seja, f ios de cobre de diámetros menores em paralelo, teríamos a possibil idade 

de melhorar ainda mais o rendimento do MSF. 

As perdas suplementares crescem com a freqüência. No MFR este 

crescimento é mais acentuado que no MSF, onde o crescimento é praticamente 
) 

) linear. 

^ O valor médio das perdas suplementares para o MFR é de 1,9 % e para o MSF 
) 
) é de 3,2 %, na faixa de freqüência de rotação de 100 a 400 Hz.. 

O motor de histerese apresenta uma queda de conjugado (14%) mais 

acentuada com a rotação do que os motores BDCM (figura 6.22) 

Os rendimentos dos motores BDCM são maiores que os do motor de 

) histerese. 

Os fatores de potência dos motores BDCM são nit idamente maiores que os do 

^ motor de histerese 

) 

) Na rotação de 24000 rpm o MFR apresenta uma relação conjugado-volume 

^ maior (140 %) do que o MSF para a mesma densidade de corrente nos 

) condutores (4 A /mm^) . Os fatores de potência dos dois motores em plena carga 

'̂ são maiores que 90 % (91,3 %) . O MSF possui um rendimento maior (84,7%) do 

que o MFR (80 ,6%) . 

Apesar de a densidade de fluxo do motor sem ferro no raio médio dos 

condutores (0,23 T) ser aproximadamente 29 % da densidade de fluxo no 



140 

entreferrro do MFR (0,8 T), o conjugado do motor sem ferro é 54 % do conjugado 

do MFR (para a mesma densidade de corrente nos condutores). A diferença na 

porcentagem se deve ao maior número de condutores que podemos colocar no 

MSF, pois não estamos limitados em espaço pelos dentes de ferro do estator do 

MFR. 

A s perdas percentuais (em relação à potência elétrica) no ferro do MFR são 

maiores que as perdas percentuais por corrente induzidas no cobre do MSF 

(15,1 % contra 9,4%). 

A s perdas suplementares percentuais no MFR e no MSF são, 

aproximadamente, as mesmas (3,6 % e 3,8 %) . Estas perdas provavelmente se 

devem, em parte, aos picos de corrente na forma de onda de corrente (aparecem 

com freqüência 6 vezes maior que a fundamental da corrente). 

O MSF apresenta uma relação conjugado-volume 75 % maior do que o motor 

de Histerese. O rendimento e o fator de potência do motor MSF (0,847 e 0,913) 

são sensivelmente maiores que os do motor de Histerese (0,62 e 0,4). 

Para uma densidade de corrente 4 A /mm^ , o MSF apresenta a menor 

temperatura de operação, 90 °C, e o MFR a maior, 131°C. O motor de Histerese 

apresenta uma temperatura de operação intermediária aos outros dois motores: 

116 °C. Aumentando-se a corrente no MSF, poderíamos aumentar o conjugado 

no MSF devido à sua menor temperatura de operação. O valor do aumento 

depende de testes posteriores. 
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Os objetivos do trabalho proposto foram alcançados, tanto no que diz 

respeito ao modelamento do motor sem ferro no estator (forma de onda de 

tensão induzida, perdas e rendimento), quanto ao dimensionamento, 

construção e teste de dois motores BDCM com ferro e sem ferro e quanto 

às comparações entre estes e um motor de histerese com mesmo diâmetro 

no entreferro. 
J 

) Com estes modelos desenvolvidos, certamente tornamos a tarefa de 

^ dimensionamento, projeto e análise do motor sem ferro mais rápida e 

) segura. 

; 

) 
) Como sugestão para trabalhos posteriores podemos indicar: 

) -Cálculo teórico das indutâncias em função da posição do rotor do MSF (não 
) 

^ muito simples) e do MFR . 

) -Levantamento experimental das indutâncias em função da posição para os 

^ dois motores. 

) -Simulação das formas de onda de corrente e conjugado, utilizando as formas 
) 

) 

) 

) 

) 

) 

} 

) 

') 

3 

^y 

J 

3 

de onda de tensão induzida obtidas e das indutâncias. 
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ANEXO A l 

Equações do campo magnético radial devido a uma bobina entre duas 
estruturas ferromagnéticas cilíndricas 

Este anexo pretende dar uma idéia de como foram obtidas as equações do 

potencial magnético Q e da intensidade de campo magnética H, para uma 

bobina percorrida por uma corrente i e inserida entre uma estrutura do tipo da 

figura A l . 1. 

bobina 

Figura A1.1 Figura mostrando bobina inserida em duas estruturas 

ferromagnéticas cilíndricas. 

Na figura A1.1 a estrutura R tem raio finito igual a "b", a estrutura S tem raio 

infinito, e o vão entre R e S é o entreferro. As estmturas R e S têm 

permeabil idade infinita enquanto que a do entreferro tem permeabil idade relativa 

igual a 1. 

• A 

'A 

Inicialmente, é obtido o campo para um condutor com corrente i, conforme 

figura A l . 2 . 
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Condutor com corrente "i" 

Figura A l . 2 Figura mostrando um condutor entre duas estruturas cilíndricas 

ferromagnéticas. 

Na região R da figura A l .2, o potencial magnético é dado por [24]: 

= i?=constante 

Na região S o potencial magnético é dado por[24 ] : 

(A1.1) 

Q 3 = 2 ie 

o potencial no entreferro é dado por [24 ] : 

(A l .2 ) 

onde: 

D , = 2 i ( t ) + ¿ ( A , r " + % s i n ( n e ) 
1 r 

(A l .3 ) 
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e B„ são constantes a serem determinadas pelas condições de contorno. 

O ângulo (j) é dado por: 

tan(|) = 
rs ine 

r c o s 0 - c 
( A l .4) 

ou por uma série [24]: 

°° 1 r" 
<j) = 71 - ^ — - sin(n9) quando r< c 

1 n c 

1 c" 
<t) = e + ^ — ^ s i n ( n e ) quando r>c 

1 n r 

(A l . 5 ) 

(A l .6 ) 

Apl icando as condições de contorno da intensidade de campo magnético 

tangencial, temos: 

r dd /r=a 

laa 
r de 

(A l . 7 ) 
/r=a 

y 

) I r de j I r de J 
(A1.8) 

r=b 

Apl icando as equações de potencial (A1.1), (A l .2 ) e (A l . 3 ) e as equações de 

(t), nas condições de contorno apresentadas anteriormente (equações A l . 7 e 

A l . 8 ) , obtemos: 
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^ - 1 
a a 

2i + 2 i ¿ ^ c o s ( n 0) + ¿ n( A , a " + % ) c o s ( n 0) 
I a 1 a 

(A l .9) 

- 2 i ¿ ^ c o s ( n 0 ) + ¿ n ( A X 4 - ^ ) c o s ( n 0 ) ( A l . 10) 

Igualando os coeficientes de eos (nO) nos dois lados destas equações: 

n ( A „ a " + | ^ ) = - 2 i ^ (A1.11) 

n ( A . b " + | - ) = 2 i ^ ( A l . 12) 

o que resulta nos seguintes coeficientes: 

A - - ^ 
nc" 

( A l . 13) 

" nc" 
( A l . 14) 
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Assim, o potencial no entreferro é dado por: 

°° 1 h" ^ c ' " + a 'Mb" 
b" 

sin(ne) ( A l . 15) 

) 

} 

) 

) 

) 

) 

) 

; 
A 
/ 

) 

) 

) 

) 

) 

Agora, para uma bobina, conforme figura A l .3, em vez de um condutor basta 

somarmos a contribuição dos dois condutores. 

»Sä---

Figura A l . 3 Figura mostrando bobina entre dois ci l indros ferromagnéticos 

O potencial será dado, então, por : 
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00 A Ljn 

a ' " - b ^ " b" a ^ " - b ^ " . - 1 
sin(n(e + ^) 

2n ^ |.n 

j2n _ ^2n 
s in(n(e-^ ) ( A l . 16) 

Ou por: 

a = 2i 
A 9 V ^ 

^ c ^ " + b ^ " 

a ^ - b ^ b" 

^ c ^ " + a ^ " ^ 

, a - - b - . 
sin(n^)cos(n0) ( A l . 17) 

Ou ainda por [24]: 

) 

1 b"rc^"+a^"Y r" b"^ 
n c" 

c + a 
sin(n(^)cos(n0) para r <c ( A l . 18) 

A intensidade de campo radial é portanto dada por: 

H = - : ^ = 4iy ^ 
õr r V c" 

i ^ b" í c ' " + a ' " Y r " b" 

, a - - b - . 
- + • 

vb" 
sin(n^)cos(ne) para r<c ( A l . 19) 

A expressão para r>c é encontrada na referencia [24]. 

A expressão acima pode ser dada, também, por: 
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H -

OO A / u 2 n ^ 

sin(n^)cos{ne) (A1.20) 

A corrente " i " na equação anterior (A l .20) é dada em unidades 

eletromagnéticas [24], que transformada no sistema internacional de unidades, 

resulta numa intensidade de campo, dada por: 

r"- + ^ 
n+1 

c"" + a^ 

, a - - b - . 
sin(n4)cos(n0) ( A l .21) 

A densidade de f luxo no entreferro, no sistema internacional de unidades, será, 

então, dada por: 

TT V C" .n+1 

^c^" + a^"^ 
g2n _ ^2n 

sin(nÇ)cos(ne) (A l . 22 ) 
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Levantamento Experimental do Conjugado de rolamento dos Motores 
BDCM 

Para levantamento experimental do conjugado de rolamento dos motores 

BDCM, retirou-se o núcleo do estator laminado com enrolamento do MFR (figura 

5.11) ou o núcleo de plástico com enrolamento do MSF. 

Ao invés do freio de correntes induzidas, atuando na parte inferior do rotor 

(aluminio), instalou-se um estator de motor de disco para acelerar o rotor. Este 

motor era al imentado por um conversor de freqüência que permitía o ajuste da 

freqüência e tensão de al imentação. 

Acelerou-se o rotor dos motores BDCM até a rotação de 24.000 rpm, soltando-

0 em seguida ( desl igando o motor de acionamento). O conjugado de reação na 

carcaça foi medido, obtendo-se assim o conjugado de rolamento [1]. Levantou-se 

5 plotagens de curvas conjugado x rotação e 2 medidas analógicas. O valor final 

de conjugado para cada rotação foi obtido fazendo-se a média entre as 7 

medidas. O gráfico do valor médio de conjugado de rolamento em função da 

rotação pode ser visto na figura A 2 . 1 . 

J 

ANEXO A2 
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50 100 150 200 250 300 
Freqüência de rotação (Hz) 

450 

Figura A2.1 Gráfico do conjugado de rolamento dos motores BDCM para várias 

rotações. 

Notemos que os valores de conjugado de rolamento são bem baixos, 

correspondendo a 0,000877 Nm na rotação de 24.000rpm ou 0,4 % do 

conjugado médio teórico. 
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ANEXO A3 

Levantamento Experimental do conjugado de "cogging"do MFR 

Como t ínhamos disponíveis lâminas de FeSi para o MFR, foram montados 

mais dois pacotes sem enrolamento com inclinações diferentes. Medidas no 

projetor de perfis, mostraram que estas inclinações ao longo do comprimento 

eram de 6,5 graus e 12 graus. Estes ângulos medidos ao longo do comprimento 

correspondem a ângulos de inclinação de ranhura de 4,56 e 8,45 graus, 

respectivamente . Os 3 pacotes (inclusive o de inclinação de ranhura de 12 

graus) foram montados no motor e este ao transdutor de conjugado. A partir do 

rotor em sua posição estável , foi-se girando o mesmo lentamente até obter-se a 

deflexão máxima no medidor de conjugado, que estava medindo a reação na 

) carcaça do motor. O valor obtido corresponde então ao valor de pico a pico do 

^ conjugado de " cogg ing " . Dividindo este valor por dois obtemos o valor de pico. 

) Os valores de pico para os três ângulos estão apresentados no gráfico da figura 

A 3 . 1 . 



152 

) 

) 

) • 

) 

) 
"i 

) 

) 

) 

) 

) 

J 

) 

) 

) 

J 

Inclinação de ranhura (graus) 

Figura A3.1 Gráfico do conjugado de "cogging" de pico em função do ângulo de 

inclinação de ranhura. 

Notemos que o gráfico anterior é uma reta e que os valores de conjugado de 

"cogging" são relat ivamente altos. Para inclinação ranhura de 0,5 ranhura, o 

valor de pico do conjugado de "cogging" é de 0,06 Nm ou 27,5 % do valor do 

conjugado médio teórico (valor considerado a l to ) . Para inclinação de ranhura de 

12 graus ou 8 0 % da inclinação de 1 ranhura (15 graus), o valor de pico do 

conjugado é de 0,0255 Nm ou 11,7 % do valor do conjugado médio teórico (valor 

aceitável). 
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3 A N E X O A4 

) Levantamento experimental da densidade de f luxo radial com "ponta 

HaH"no MSF 
) 

Foi concebido um disposit ivo que permitisse medir a distribuição da densidade 

de f luxo produzida pelos ímãs permanentes na região dos condutores do MSF 
.) 

) sem o estator inserido. Trata-se de um cilindro de plástico que se encaixa no 

eixo do rotor e que permite apoiar num rasgo de sua superfície externa uma 

) ponta Hall acoplada a um "Gaussmeter". O cilindro pode girar em torno do eixo, 

^ permitindo assim um posicionamento angular, e a ponta Hall pode deslizar ao 
/ 

^ longo do rasgo, permitindo uma mudança de posição longitudinal. 

) Tomando-se um ímã como referência, mediram-se as densidades de f luxo ao 

^ longo da circunferência , no comprimento longitudinal médio do ímã, para 2 raios 

) (foram confeccionados 2 cil indros); um com 24,0 mm de raio médio no centro do 

sensor da ponta Hall e outro com 25,6 mm de raio. Os dois gráficos se 

) 
^ encontram nas figuras A4.1 e A4.2 . 

) 

J 

) 

) 

) 

) 

) 

; 

j 

) 

3 
3 
3 
3 
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100 

- 80 

- 60 3 

- 40 .2 

- 20 

0 3 6 9 

Modelo teórico 

12 15 18 21 22,5 24 27 30 33 36 39 42 45 

Ângulo mecânico (graus) 

— o — Experimental (ponta Hall) * Desvio percentual % 

Figura A4.1 Comparação entre valores de densidade de f luxo medidos com 

ponta Hall e valores obtidos do modelo teórico para raio de 24 mm (MSF). 

ca 
3 

1) 

O 

Q 

Experimental (ponta Hall) 

20 30 

Ângulo Mecânico (garus) 

— Modelo Teórico 
Desvio Percentual 

Figura A4.2 Comparação entre valores de densidade de fluxo medidos com 

ponta Hall e valores obtidos do modelo teórico para raio de 25,6 mm (MSF). 
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O desvio médio no raio de 24 mm é de 7,4 % e no raio de 25,6mm é de 5,0%. 

Para os dois raios foram medidos também os valores das densidades de fluxo 

ao longo do comprimento longitudinal do imã, mantendo-se a referencia 0 = 0 ° 

da figura 3.8 (centro do imã). Os valores medidos encontram-se nos gráficos 

A 4 . 5 e A 4 . 6 . 

) 

) 

) 

) 

15 20 25 
Posição Axial [mm] 

40 

Figura A4.3 Valores medidos das densidades de fluxo ao longo do comprimento 

axial ou longitudinal para 9 = 0 ° fixo e raio de 24,0 mm. 

) 

:) 

) 

Fazendo a relação entre a área da figura contida nos 23 mm e a área do 

paralepípedo, com um lalo dado pelos 23 mm e o outro lado dado pelo valor 
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máximo da densidade de fluxo, obtemos uma relação de 0,875. Isto justif ica os 

erros obtidos no cálculo da tensão induzida e do conjugado no MSF. A análise 

teórica supõe que o valor máximo da densidade de f luxo, no sentido longitudinal, 

se mantém constante ao longo dos 23 mm (suposição de análise bidimensional). 

Para o raio de 25,6 mm, foram obtidos também os valores das densidades de 

f luxo ao longo do comprimento longitudinal do ímã , conforme figura A4.4, 

mantendo a referência G = 0 ° da figura 3.8 (centro o ímã). 

) 

) ' 

) 

) 

) 

) 

) 

) 

15 20 25 
Posição axial [mm] 

30 35 40 

) 

3 

Figura A4.4 Valores medidos das densidades de f luxo ao longo do comprimento 

axial ou longitudinal para 9 = 0° fixo e raio de 25,6 mm. 
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