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Kurzfassung

Diese Masterarbeit wurde im Auftrag der Firma Elin Motoren GmbH erstellt
und befasst sich mit einer elektrischen und einer thermischen Modellbildung, um
die erlaubten Anldufe von Asynchronmaschinen mit Schleifringen im unregelmafsi-
gen Betrieb analysieren zu konnen. Anwendungsbereiche dieser Maschinen sind
zum Beispiel lange Giiterforderbdnder, Seilbahnen und Steinbrechmaschinen, die
allesamt ein hohes Lastmoment und eine hohe Lasttragheit aufweisen. Beim Anlauf
gegen grofie Lastmomente fliefSen hohe Strome in den Stator- und Rotorwicklun-
gen, zusétzlich kann der Hochlaufvorgang aufgrund der grofien Tragheit bis zu
einigen Minuten dauern. Dies wirkt sich unmittelbar auf das thermische Verhalten
des Motors aus, wobei die thermische Bestdndigkeit innerhalb des Motors von

wesentlicher Bedeutung ist.

Ziel der Arbeit ist es, ein Werkzeug zu erstellen, das die Temperaturentwicklung der
stark beanspruchten Komponenten des Motors nachbildet. Dabei wurde ausgehend
von der Geometrie des Motors und den Lastdaten der anzutreibenden Maschine in
einem elektrisch-mechanischen Modell der Hochlaufvorgang simuliert. Es ist auch
moglich, die Einfliisse der Stromverdrangung in den Wicklungen fiir ausgesuchte
Leiterkonfigurationen und die Spannungsabsenkung an den Motorklemmen bei
hoher Netzimpedanz beriicksichtigen zu kénnen. Dabei wurde die entstehende Ver-
lustverteilung in unterschiedlich modellierte Komponenten des Motors eingeprégt
und die thermischen Auswirkungen simuliert. Der Fokus wurde auf den thermisch
stark beanspruchten Rotor gelegt. Der Einfluss des ausgewihlten Kiihlkonzeptes

wurde dabei ebenso beriicksichtigt.

Das erstellte Werkzeug wurde mit Hilfe von Daten einer bestehenden Referenzma-
schine getestet. Es wurden dafiir die zur Verfiigung stehenden Anwendungsdaten
einer anzutreibenden Arbeitsmaschine verwendet. Dabei wurden Teiluntersuchun-
gen durchgefiihrt, die zu einem einfachen aber aussagekraftigen thermischen Mo-
dell des Rotors fiihrten. Unter Beriicksichtigung einiger Messungen und empirisch
ermittelten Grofien der Referenzmaschine wurden Modellparameter verfeinert.
Im letzten Teil der Arbeit wurden mogliche Anlaufszenarien definiert und die

erlaubten Anldufe des Asynchronmotors fiir diese Falle untersucht.
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Abstract

This master thesis has been written under authority of Elin Motoren GmbH and
deals with an electrical and thermal model design in order to determine the per-
mitted number of starts of induction machines with slip rings in an intermittent
operation. Scopes for such machines are large conveyor belts, cableways and rock
crushing machinery, which show a high load torque and a high load inertia. When
starting a machine at full load, high electrical currents flows in stator and rotor
windings. Additionally, the start-up may need several minutes due to the inertia,
which affects the thermal behaviour of the motor immediately. The thermal durabi-

lity within the motor is paramount.

The purpose of this study is to construct a tool, which reproduces the temperature
development of heavily loaded motor components. It is possible to consider the
influences of the skin effect within windings for selected rotor bar configurations, as
well as the voltage dip on the motor terminals caused by high grid impedances. The
resulting loss distribution was an input for the various modelled motor components
and the thermal behaviour of the components was simulated. The focus lay on the
thermal highly stressed rotor and the influence of the selected cooling concept was

considered.

Data from a consisting reference machine helped to test the created tool. Therefore,
the available application data from the driven machine were used. Substudies
helped to come to a simple but meaningful thermal model of the rotor. Model
parameters were improved in consideration of several tests and empirically estima-
ted factors. In the last part of the thesis, start-up scenarios were defined and the

permitted number of starts of the induction motor were investigated.
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1 Einleitung

1.1 Idee/Ausgangssituation

Die ELIN Motoren GmbH (nachfolgend ELIN genannt) entwickelt und fertigt
rotierende elektrische Maschinen hochster Qualitiat und beliefert Kunden auf der
gesamten Welt. Dabei werden Elektromotoren bis 35 MW und Generatoren im Leis-
tungsbereich bis 50 MVA produziert. Neben den Synchronmaschinen spezialisieren
sich die Ingenieure bei ELIN auf die Entwicklung von Asynchronmaschinen im
Mittel - und Niederspannungsbereich. Weiters werden im Unternehmen sowohl
Asynchronmaschinen mit Kurzschlussldufer-Ausfithrung als auch mit gewickeltem

dreiphasigen Rotor mit Schleifringen gefertigt.

Obwohl die Erfindung der Drehfeld-Asynchronmaschine schon gut 125 Jahre
zuriickliegt, ergeben sich durch die freie Marktwirtschaft immer wieder neue
Herausforderungen zur Verbesserung der elektrischen Antriebsmaschinen. Gute
Performance, beste Qualitdt sowie hohe Lebensdauer und das zu einem niedrigen
Preis sind kurz zusammengefasst die Wiinsche der Kunden. Vor allem der grofie
Preisdruck durch die Konkurrenz auf Anbieterseite erfordert in der Entwicklung
neue Ideen und Innovationen, um durch laufend verbesserte Technik und geringere

Herstellkosten der Maschinen die hohe Qualitidt weiterhin gewéhrleisten zu konnen.

Aufgrund des starken Wettbewerbs sind im Bereich der Schleifringlaufer-Asynchron-
motoren (nachfolgend SR-ASM genannt) Produktinnovationen notwendig. Dieser
Maschinentyp wird vorrangig bei Anwendungen eingesetzt, die beim Anlaufen
hohe Gegen- und Tragheitsmomente aufweisen die der Motor durch ein hohes
Anlaufdrehmoment iiberwinden muss, wiahrend die Drehzahl im Betrieb nahezu
konstant bleibt und nicht geregelt werden muss. Beispielhafte Anwendungsbereiche

sind lange Giiterforderbander, Seilbahnen oder Steinbrechmaschinen. Fiir das hohe
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Anlaufmoment ist bei SR-ASM nur ein - verglichen mit Kurzschlusslaufer ASM
geringer Anlaufstrom notig. Deshalb wird der Motor in Regionen eingesetzt, wo ein
schwaches Stromnetz vorhanden ist. Auch weil sich frequenzumrichterbetriebene
Motoren nachteilig auf die Netzqualitdt auswirken und Frequenzumrichter beim

Betrieb von Maschinen mit Schleifringen nicht benotigt werden.

Eine wichtige Thematik des SR-ASM ist die thermische Belastung beim Hochlauf.
Dieser Vorgang kann von Anwendung zu Anwendung unterschiedlich ablaufen
und dabei ist es keine Seltenheit, dass innerhalb eines bestimmten Zeitintervalles
mehrere Hochlaufvorgange mit unterschiedlichen Lastprofilen (z.B.: Leerlauf, Teil-
last, Vollast) durchgefiihrt werden. Als Beispiel sei ein voll beladenes Forderband
angefiihrt, welches aus gegebenen Griinden (z.B.: Netzunterbrechungen, Funktions-
test bei Inbetriebnahme) wahrend einer kurzen Zeitperiode - im Minutenbereich -
mehrmals in Folge mit Volllast anfahrt. Die thermische Belastung ist dabei enorm,
da die Abkiihlungsphasen wihrend der Pausen sehr kurz sind. Um diese Bean-
spruchungen zu tiberstehen, sind die Motoren aus Qualitdtsgriinden um eine hohe

Lebensdauer zu garantieren oft iiberdimensioniert.

Aus diesen Griinden ist es bereits fiir die Auslegung des Motors von entscheidender
Bedeutung, entsprechend den vom Kunden gewtinschten Anforderungen bestimm-
te Lastzyklen und erlaubte Anldufe vorab zu simulieren. Dadurch ergeben sich
zwei Vorteile. Einerseits sensibilisiert man den Kunden durch seine Einbindung fiir
diese Thematik und andererseits lasst sich der Motor auch weniger iiberdimensio-
niert und daher kostengiinstiger auslegen und produzieren. Dies schafft wiederum

Wettbewerbsvorteile am Anbietermarkt.

Fiir den SR-ASM gibt es bei ELIN derzeit kein geeignetes Werkzeug um die War-
meentwicklung fiir die oben angefiihrte Problematik vorab zu simulieren. Im

folgenden werden die Ziele fiir diese Arbeit beschrieben.

1.2 Ziele und Aufgabenstellung

Kernziel dieser Masterarbeit ist es, die Warmeentwicklung und Erwdrmung des
SR-ASM wéhrend des Hochlaufvorganges iiber eine Simulation abzubilden und zu

analysieren. Fiir die Umsetzung wird die Arbeit in folgende Teilaufgaben gegliedert.
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Erstellung eines Rechenmodells. Dieses soll die elektromagnetischen und
mechanischen Berechnungen des Motors im Bezug auf eine definierte Last
durchfithren und in der Folge das thermische Verhalten des Rotors fiir diesen
Lastfall abbilden. Dabei wird eine Literaturrecherche durchgefiihrt und die
Wirkung ausgewahlter Effekte auf den Motor beschrieben.

Einbindung der Daten eines bereits ausgelieferten SR-ASM. Es wird auf eine
Referenzmaschine der ELIN zuriickgegriffen, fiir welche die Berechnungs-
und Messdaten zur Verfiigung stehen.

Verfeinerung der Modellsimulation mit bereits vorhandenen Messungen
von der Referenzmaschine. Wichtig ist, empirisch ermittelte Werte in die
Parametrierung des thermischen Modells einfliefien zu lassen.

Bestimmung und Auswertung der moglichen Starthdufigkeit der Referenz-

maschine fiir ein Lastprofil innerhalb einer vorgegebenen Zeitsequenz.

e Dokumentation der Arbeit

Abbildung|1.1| zeigt den fiir diese Arbeit erstellten Projektphasenplan.

PROJEKTPHASENPLAN
| Jun | Jul | Aug Sept Okt Nov Dez

Kw  [22]23]24] 25| 26] 27] 28] 29] 30] 31] 32] 33] 4] 35| 36] 37] 28] 39 40] 21| 42] 23| 24 25 46] 47] 28] 29 50] 51] 52
[start KWz QT T T T T T T T T T T T T T T T T T T T TTTTTT11]
Literatur 7KW
Literatur / vorhandene Untersuchungen
MS1 KW28
Aufstellung Berechnungsmodell 9 KW
Erstellung des Berechnungsmodells
MS2 KW37
Berechnungen/Simulationen 3 KW
Simulationen an konkreter Maschine
MS3 KW40
Vergleich Berechnung/Messung 5 KW
Abgleich des Modells mit Messungen
MS4 KW45
Dokumentation 7KW
Diplomarbeit verfassen
MS5 KW52
[ENDE DA ke [T T T T T T T T T T T T T T T T TTTTTTTTT T

Abbildung 1.1: Projektphasenplan fiir die Diplomarbeit
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1.3 Untersuchungsbereich

Die Modellbildung gliedert sich in drei Teilbereiche. Um die elektromagnetischen
Eigenschaften des SR-ASM abzubilden, wird auf ein stationdres Modell zuriick-
gegriffen. Das bietet den Vorteil, dass Einschwingvorgédnge fiir Drehmoment und
Strom nicht beriicksichtigt werden miissen und somit deren Berechnung wesentlich
einfacher ist. Es muss dafiir jedoch eine gewisse Ungenauigkeit akzeptiert werden.
Um das Anlaufmoment zu erhchen bzw. den dafiir notwendigen Anlaufstrom zu
senken, wird bei dem SR-ASM ein externer Widerstand in Serie zur Rotorwicklung
geschaltet. Dieser sogenannte Anlasswiderstand kann als variabler Widerstand ver-
standen werden, wobei jeder Widerstandswert eine andere Drehmoment-Drehzahl
Charakteristik der Maschine bewirkt. Uber diesen stufenférmig oder kontinuierlich
verstellbaren Widerstand ladsst sich die Maschine geschaltet hochfahren. Bei einer
dynamischen Betrachtung wiirde die Berechnung wesentlich aufwandiger sein.
Der stufenformige Schaltvorgang soll im stationdren Modell berechnet werden, um
die Stromverldufe fiir Stator und Rotor zu erhalten. Daraus lédsst sich die Verlust-
verteilung wiahrend des Hochlaufs berechnen. Zusitzlich tritt durch die Nutform
im Rotor und die hohe Rotorfrequenz beim Anlauf des Motors Stromverdringung
innerhalb der Wicklungen in den Rotornuten auf. Der Einfluss des sich dadurch
erhohenden Rotorwicklungswiderstandes soll ebenfalls untersucht werden.

Weiters wird der Einfluss der nichtlinearen Charakteristik der Hauptreaktanz der
Maschine analysiert. Aufgrund von Netzspannungsschwankungen kann es vor-
kommen, dass der SR-ASM mit reduzierter Spannung Anlaufen muss. Dies tritt bei
schwachen Netzen hédufiger auf und wirkt sich auf die gesamte Hauptimpedanz
und die entstehende Flussverkettung aus. Da das Drehmoment im Allgemeinen
von der Versorgungsspannung des Motors abhingig ist, werden Auswirkungen

des Spannungseinbruchs an den Motorklemmen untersucht.

Aus dem elektromagnetischen Modell ergibt sich der Drehmomentverlauf der
Maschine wihrend des Hochlaufs. Dieser soll zusammen mit dem anliegenden
Gegenmomentverlauf der Arbeitsmaschine als Eingang fiir das mechanische Mo-
dell der Asynchronmaschine dienen. Durch die Losung des Drallsatzes ergibt sich
aus diesem dynamischen Modell der zeitliche Verlauf der Drehzahl sowie die

notwendige Anlaufzeit fiir den Vorgang.
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Die Drehzahl dient zusammen mit den korrespondierenden Stator- bzw. Rotor-
stromen als Eingang fiir das thermische Modell. Aus den Stromen lasst sich die
jeweilige Verlustverteilung der einzelnen Motorteile berechnen. Die Verluste fallen
durch die Stromwadrme im Kupfer aber auch durch Ummagnetisierungsvorgiange
und Wirbelstromauspragung im Eisen an. Die gesamte Verlustverteilung wird ins
thermische Modell eingepragt. Das Modell wird als thermisches Netzwerk aufgebaut,
wobei grundsétzlich jeder gewiinschte Motorteil modelliert werden kann. In die-
ser Arbeit liegt das Augenmerk auf dem Rotor der Maschine. Dabei werden fiir
Teilanalysen symmetrische Bedingungen in axialer und radialer Richtung sowie
entlang des Umfangs genutzt. Die Temperaturverteilung in diesen vereinfachten
Teilkomponenten wird simuliert und analysiert. Ziel ist es, ein relativ einfaches
aber aussagekréftiges Gesamtmodell des Rotors zu generieren. Fiir die Parametrie-
rung des jeweiligen Netzwerkes wird auf die Geometrie der Motorteile und die
physikalischen Gegebenheiten der Materialien, wie z.B. Warmeleitfahigkeit und
-kapazitdat von Kupfer, zuriickgegriffen. Fiir die Kiithlung des Motors wird eine
Wirmekonvektion mit dem Kiihlmittel Luft beriicksichtigt. Einige Parameter lassen

sich nur aufgrund von Messergebnissen und Erfahrungswerten einstellen.

Letzteres sorgt fiir eine gewisse Unschérfe des Modells und zeigt die Grenzen der
thermischen Modellbildung auf. Mit Hilfe der Daten einer bereits in Betrieb befind-
lichen Referenzmaschine werden Simulationen am gesamten elektromagnetisch-
mechanisch-thermisch aufgebauten Rechenmodell durchgefiihrt. Uber bereitste-
hende Messungen wird anschliefiend versucht, ausgewédhlte Verfeinerungen durch-
zuftihren. In der Folge werden ausgesuchte Szenarien definiert, bei denen die
Erwarmung wahrend mehrerer aufeinander folgenden Hochldufe analysiert wird.
Dabei soll gezeigt werden, welche Aussagen mit dem Modell getroffen werden
konnen und fiir welche Bereiche es sich in weiterer Folge lohnt, genauere Analysen

durchzufiihren.



2 Theoretische Grundlagen

Ausgehend von einer umfassenden Literaturstudie wurden theoretische Grundal-
gen, auf denen die in dieser Arbeit beschriebene Modellbildung aufgebaut ist,
gefunden. In diesem Kapitel werden die Grundlagen angefiihrt und ausfiihrlich

beschrieben.

2.1 Stromverdrangung

Die Stromverdrangung beschreibt eine ungleichméafiige Stromdichteverteilung tiber
die Querschnittsfliche eines elektrischen Leiters. Diese ungleichmaflig verteilte
Stromdichte verursacht eine Vergofserung des resultierenden Widerstands des Lei-
ters und in der Folge eine Vergrofierung der Kupferverluste, was wiederum eine
hdhere Warmeentwicklung zur Folge hat. Der Stromverdrangungseffekt wird bei
elektrischen Maschinen oft gezielt verwendet um durch die Widerstandserhohung
in den Rotorstdben eine Vergroflerung des Anlaufmoments zu erhalten; z.B. in
einer Asynchronmaschine mit Hochstabldufer. In den meisten Féllen ist der Effekt
aufgrund der schlechteren Effizienz aber nicht erwiinscht. Zusitzlich bewirkt die
Stromverdrangung auch eine Feldverdrangung, welche sich auf die Streuinduktivi-
taten der Maschine und in der Folge auf das Kippmoment und den Anlaufstrom

auswirkt. ([1], S. 385)

Grundsitzlich gibt es zwei wesentliche Faktoren, die die Stromverdrangung be-
einflussen. Zum einen ist dies die Geometrie des Leiters und zum anderen die
auftretende Frequenz des Stroms. Beziiglich der Geometrie lédsst sich in der Li-
teratur nur fiir spezielle Fille eine geschlossen analytische Losung finden. Fiir
komplizierte Sonderformen wird meist mittels Diskretisierung des Querschnitts

eine Losung ndherungsweise berechnet. ([2], S. 1451-1455)
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Die Stromverdrangung kann in unterschiedlichen Bereichen bei elektrischen Ma-
schinen auftreten. Der interessanteste Bereich ist ein Leiter, welcher in eine Nut in
geschichteten ferromagnetischen Blechen eingebettet ist. Hier reichen schon kleine
Geometrien des Leiters bzw. niedrige Frequenzen der Strome fiir eine deutliche
Widerstandserhohung aus. Fiir den Feldaufbau in der Nut steht nahezu die ge-
samte durch den Strom im Leiter entwickelte Durchflutung (in Querrichtung) zur
Verfligung. Bei einer hohen Zahnséttigung sollte man den Einfluss des Nutfeldes

in radialer Richtung zumindest in Betracht ziehen. ([3], S. 3-4)

Das mit Rotorfrequenz pulsierende Nutquerfeld verursacht in dem in die Rotornut
eingebetteten Leiter einen Wirbelstrom, welcher der Lange nach innerhalb einer
Kurzschlussschleife im Leiter flieft. Der Leiterstrom wird durch Uberlagerung des
Wirbelstroms vom Nutgrund in Richtung Nutoffnung gedringt. Als frequenzabhan-
giger Effekt tritt dies nur bei Wechselspannung auf. ([4], S. 278-279)

Die Stromdichteverteilung eines mit Gleich-bzw. Wechselstrom gespeisten Leiters
zeigt Abbildung[2.2| - untere Kennlinie.

Ebenso konnen Eisenteile in unmittelbarer Umgebung des elektrischen Leiters
zum Verdrangungseffekt beitragen; z.B. durch den am Eisenpaket des Rotors an-
liegenden Kurzschlussring. In einer magnetisch neutralen Umgebung lésst sich
die Stromverdrangung erst bei groflem Querschnitt des Leiters bzw. bei hohen

Frequenzen feststellen. ([3], S. 3)

Grundsitzlich gilt es, die Stromverdrangungseffekte zu vermeiden, was bei den
massiven Stdben im Rotor nur bedingt gelingt. Bei den Wechselstromwicklungen
im Stator hingegen kann der storende Effekt klein gehalten werden. Dazu wird
die Wicklung meist aus mehreren getrennt isolierten Leitern gebildet, welche ab-
schnittsweise parallel geschaltet werden. Dadurch teilt sich die Leiterhohe und der
Leiterstrom auf mehrere Teilleiter auf, was die Stromverdrangung verringert. ([3],

S. 389)

2.1.1 Analytisch geschlossene Berechnung der Stromverdrangung

Die analytisch geschlossene Losung der Stromverdrangung ist in der Literatur nur
bei einfachen Sonderféllen beschrieben. Da die Berechnung schnell sehr kompliziert

werden kann, wird bei komplexerer Geometrie eine raumliche Diskretisierung fiir
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die Losung angesetzt. Ist die Permeabilitdt des Materials, das den Leiter umgibt im
Vergleich zum Leitermaterial hoch, ist die anregende Durchflutung sinusférmig
und die Geometrie des Leiters rechteckformig, so wird in ([1], S. 400-411) die auf

den folgenden Seiten gezeigte analytische Losung beschrieben.

Fiir die Berechnung wird ein Querfeld in der Nut definiert. Dadurch ergibt sich fiir
einen rechteckférmigen Leiter innerhalb einer Nut lediglich eine z-Komponente
fiir den Vektor der Stromdichte S und der elektrischen Feldstirke E sowie eine y-
Komponente fiir den Vektor der magnetischen Flussdichte B und der magnetischen
Feldstirke H; siehe Abbildung Nimmt man die Permeabilitit des Eisens mit

ure — o0 an und wird der Durchflutungssatz
fﬁﬁ-d?zjg-dﬁ (2.1)
C A

fiir ein infinitesimales Stiick in x-Richtung angewendet, so liefert er die Gleichung

—H(x)by + H(x 4+ dx)by = bNaaI;dx = Sbrdx (2.2)

die sich umgeformt als Differenzialgleichung anschreiben lésst.

0H by, by
- = sz = bNKE (2.3)

Dabei stellt by die Nutbreite und b; die Leiterbreite dar.

\/
P ¢ EJ
P4
HE

Abbildung 2.1: Rechteckleiter in einer Eisennut fiir die geschlossene analytische
Berechnung der Stromverdrangung ([1], S. 401)

Der Leiter mit der Lange [ befindet sich in einer Nut im dort herrschenden Nut-

querfeld der Flussdichte B. Wird aufSerhalb dieser Lange die Flussdichte als ver-
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nachlédssigbar klein angenommen, folgt aus dem Induktionsgesetz

- 0B -
E-ds=—-|—-dA 24
4; ds o d (2.4)
s A
die Gleichung
—E(x)I* + E(x +dx)I* = —l*a—de = —E(B -1-dx) (2.5)
ox dt

und in weiterer Folge die Differenzialgleichung

JE  1dB
Dabei steht [* fiir die gesamte mittlere Leiterldnge. An der Stelle muss die Ausfiih-
rungsart der Wicklung unterschieden werden.

In dieser Arbeit wird die Stromverdrangung fiir eine Ausfithrung mit massiven

Leitern beschrieben.

2.1.2 Massive Leiter

Fiir den Fall mit massiven Leitern innerhalb der Nut gilt, dass die Integrationsldange
I gleich der Lange eines Stabes innerhalb der Nut ist und das Verhiltnis [/I*
somit zu Eins wird. Unter Berticksichtigung der beiden Zusammenhénge S = xE
und B = upH ergibt sich fiir die elektrische Feldstirke aus Gleichung eine

homogene Differenzialgleichung zweiter Ordnung

0’E by, 0E

k= 2.7
oz~ Mg @7)
Nimmt man nun die im Leiter auftretende magnetische Feldstarke als sinusformig
an, so kann auf die komplexe Schreibweise {ibergegangen werden; % — jw. Fiir die

oben beschriebene homogene Differentialgleichung (2.7) existiert eine geschlossene

analytische Losung. Dabei ist zuerst die Grofse a einzufiihren, welche sich aus

n = nfyoxb—L (2.8)
\ bn

berechnet. Die Grofie & entspricht dem Kehrwert der Eindringtiefe beim Skin-Effekt,
erweitert um das Verhiltnis Leiter- zu Nutbreite. Zusatzlich wird die sogenannte

reduzierte Leiterhohe als dimensionslose Grofe eingefiihrt, welche die Hohe des
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elektrischen Leiters hy, berticksichtigt und wie folgt berechnet wird
B = ahp (2.9)

Fiir die analytische Losung des Strom- und Feldverdrangungsfaktors werden die

beiden Hilfsfunktionen (2.10) und (2.11) definiert. ([1], S. 407)

sinh(2pB) + sin(2p)

) (
#(p) = cosh(2B) — cos(2pB) (2.10)
sinh(B) — sin(pB)
Y(B) = 2ﬁcosh( ) + cos(B) @11)

Bevor die endgiiltige Losung vorliegt, muss die gegenseitige Beeinflussung mehre-
rer iibereinanderliegender Leiter berticksichtigt werden. Im Rotor eines Asynchron-
motors ist es durchaus tiblich, innerhalb einer Nut zwei massive Leiter tibereinander
zu legen. Dabei werden die Wirbelstrome des oberen Leiters nicht nur durch sei-
nen eigenen Stromfluss verursacht, sondern auch durch den Stromfluss im Leiter
darunter. Der untere Leiter verursacht im oberen Leiter ein 6rtlich konstantes Ma-
gneteld. Dadurch breitet sich das Wirbelfeld und in weiterer Folge die Stromdichte
im oberen Leiter symmetrisch seiner Mittellinie aus. Durch die Uberlagerung der
Stromdichte verursacht durch den Strom im oberen Leiter, wird diese Symmetrie
im oberen Leiter zerstort. Abbildung 2.2 zeigt die ungleichmafsige Stromverteilung
innerhalb einer Nut mit zwei massiven Stiaben und die entstehende Vergrofierung
des Effektivwertes der Stromdichte ], (In der Literaturstelle wird die Stromdichte
mit S bezeichnet). Da die Stromdichte quadratisch in die Verlustberechnung ein-
geht, verursacht dieser Effekt eine wesentliche Erhohung der Kupferverluste. ([1],

S. 396-397)

Grundsétzlich wird der Stromverdrangungsfaktor k, als Widerstandserhohung
durch den Einfluss des sich zeitlich &ndernden Wechselstromes beschrieben. Das
bedeutet, dass sich der k, Faktor aus dem Verhiltnis Wechselstrom- zu Gleichstrom-

widerstand berechnet.
(2.12)

Bei auftretender Stromverdrangung gilt k, > 1.
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Abbildung 2.2: Stromverdrangung in zwei tibereinander liegenden massiven Lei-
tern ([1], S. 397) - ], steht fiir die Stromdichteverteilung bei Gleich-
strom, |, fiir die Verteilung, verursacht durch den Strom im unteren
Leiter und J, fiir die Verteilung im oberen Leiter, verursacht durch
die Strome in beiden Leitern

Wird nun die Differenzialgleichung (2.7) geldst und zusétzlich die Beeinflussung
n iibereinander liegender in serie geschalteter Leiter innerhalb einer Nut bertick-
sichtigt, so ergibt sich als Losung fiir den Einsatz von massiven rechteckigen
Leiterstdben unter Beriicksichtigung der Hilfsfunktionen und fiir den
k, Faktor

n? -1

ke = 9(B) + —5—¥(p) (2.13)

Zusétzlich zur Stromverdrangung kommt es auch zu einer Feldverdrangung im
Leiter. Durch die Verdriangung der Stromdichte in Richtung Nutoffnung wird
ebenso das Nutstreufeld innerhalb des Leiters in dieselbe Richtung gedrédngt.
Dadurch ergibt sich eine Reduktion der Steuinduktivitdt bzw. der Streureaktanz.
Das Streuungsverhiltnis k, errechnet sich aus den Werten der Induktivitdt mit
Stromverdrangung L, und ohne Stromverdrangung Ly zu

k, = ——
g LO’O

(2.14)

Bei auftretender Feldverdrangung gilt k, < 1.
Die Herleitung der Gleichung fiir den Feldverdrangungsfaktor bei massiven Staben
ist dhnlich jener des Stromverdrangungsfaktors und ergibt

o _ 7B+ (2= D(p) .15)

n2




Theoretische Grundlagen 12

mit den Hilfsfunktionen aus ([1], S. 411)

3(sinh(2B) —sin(2p))

¥'(B) = 2B(cosh(2B) — cos(2B)) (2.16)
oo sin(B) +sinh(B)
V)= Blcosh(B) + cos(B)) 217

Die Wicklungen in Stator und Rotor sind meist unterschiedlich. Wahrend der Stator
tiblicherweise mit einer Spulenwicklung ausgelegt wird, so gibt es fiir den Rotor
auch die Moglichkeit einer Stabwicklungﬂ Waéhrend der k, Faktor fiir den Stator
aufgrund der geringen Leiterhthe eine eher untergeordnete Rolle spielt, ist im
Rotor eine markante Widerstandserhohung bei hohen Frequenzen zu erwarten. In
dieser Arbeit werden nur Maschinen mit gewickelten Rotoren, welche phasenreine
Nuten aufweisen, betrachtet und es wird somit keine Sehnung berticksichtigt.
Deshalb wirken sich auch bestehende Umschichtungsvorgiange (Oberstab der einen
Nut wird in der ndchsten Nut der gleichen Phase als Unterstab eingelegt) auf die
k, Faktor Berechnung fiir den Rotorstab in der Nut nicht aus. Die Rotorwicklung
wird dabei als Wellenstabwicklung ausgefiihrt. Es findet keine weitere Unterteilung

der Leiter statt. Dies gilt bei den Berechnungen fiir Stator- und Rotorwicklungen.

2.2 Stationares Verhalten der SR-ASM

Fiir die Berechnungen des elektrischen Modells wird der Einfachheit halber weitge-
hend auf dynamische Effekte verzichtet. Es kann das einphasige Ersatzschaltbild
der Asynchronmaschine verwendet werden; siehe Abbildung Samtliche nach-
folgende Berechnungen zum stationdren Verhalten der Maschine basieren auf ([4],
Kapitel 5).

Betrachtet man das T-Ersatzschaltbild vorerst ohne Netzimpedanz und Zusatzwi-
derstand R),,, ergeben sich die beiden bekannten komplexwertigen Spannungsglei-

chungen
U = Rsl + jXsoLs + Zy - (L + I7) (2.18)

u

R] ,
= L XL+ 2, (L4 1) (2.19)

IDer Unterschied zwischen Stab und Spulenwicklung liegt in der Windungszahl. Ist die Zahl eins,
ist dies eine Stabwicklung, jede Windungszahl > 1 ist eine Spulenwicklung. ([5], S. 248)
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Abbildung 2.3: Stationdres Ersatzschaltbild einer Asynchronmaschine mit Netz-
kopplung und Zusatzwiderstand R}, in Anlehung an [4], S. 224

Die rotorseitigen Strichgréflen beinhalten die Ubersetzung der tatséchlichen Rotor-

grofen mit dem Ubertragungsverhiltnis i auf die Statorseite
I
R, = ii’R,, X!, = ii?X,s; i =1, il, = U (2.20)

Durch das Kurzschlie3en der Sekundéarseite kann der Gesamtwiderstand fiir das

T-Ersatzschaltbild (Betrieb ohne Zusatzwiderstand R/,,) berechnet werden
R/
Zggs — Rs +jXS(7 “l’ (RfeHthHZr) y mit Zr — ?1’ +jXT/’U (2.21)

Zur Berechnung der Luftspaltleistung miissen die Kupferverluste im Stator und
die Eisenverluste am Eisenverlustwiderstand an der elektrischen Leistung der
Maschine abgezogen werden. Dafiir werden der Effektivwert des Statorstromes

bestimmt

u . u
ls,eff = Z;Zs' mit U, = 711\3] (2.22)

sowie die elektrische Wirkleistung der Maschine

Pa =m- R (UL ) (2.23)

Die Luftspaltleistung ergibt sich aus

*
mU; Uiy

Ps = Py — mRs I, ¢ — R,
e

’ mit QlH = QS — (RS + ]’XSO')ls,eff (224)

und in weiterer Folge das elektrische Drehmoment zu

P; P; .
M, = =p— t Qun =
el stn p s ’ mi syn

27tfl _ ‘;S (2.25)
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Uber die letzte Beziehung kann die klassische Drehmoment {iber Schlupf- Kennlinie
der ASM berechnet werden; siehe Abbildung a). Hier sind Anlaufmoment
M, und Nennmoment My normiert auf das Kippmoment Mg ersichtlich. Der
Schlupfwert, bei dem das Kippmoment auftritt, wird als Kippschlupf sy bezeichnet
und betradgt bei dieser Kennlinie 0,2.

Die Berechnung der Verlustverteilung im Rotorstab erfordert die Kenntnis iiber
den Rotorstrom. Dieser wird iiber die Spannung an der Hauptreaktanz und der

Impedanz des Rotorkreises zu

u
7; off 1:1 (2.26)
berechnet.

Bei dem SR-ASM ist es nun moglich, durch einen zusatzlichen externen seriellen
Widerstand im Rotorkreis Einfluss auf die Drehmoment tiber Schlupf- Kennlinie zu

nehmen; siehe Abbildung [2.3|inklusive Zusatzwiderstand R/

ext*

Durch die Vergro-
ferung des Widerstandes dominiert der ohmsche Anteil im Rotorkreis bei kleinen
Schlupfwerten gegeniiber der Rotorstreureaktanz. Der Kippschlupf verschiebt sich
dabei in Richtung Anlaufpunkt. Fiir Anwendungen mit schwerem Anlauf kann
somit fiir den SR-ASM im giinstigsten Fall das Anlaufmoment gleich dem Kipp-
moment gewdhlt werden; s, = 1 . Dafiir muss man jedoch hohere Verluste im
Rotorkreis in Kauf nehmen, die grofsteils am externen Widerstand auftreten. Die
dabei umgesetzte Warme wird meist iiber eine separate Kiihlung abgefiihrt. Der
SR-ASM wird iiber mehrere unterschiedliche Widerstandsstufen hoch gefahren,
bevor im Nennbetrieb der Rotorkreis kurzgeschlossen oder der externe Widerstand
nahezu auf Null geschaltet wird. Die Betriebsweise der Maschine im Nennbetrieb
wird meist aufgrund von wirtschaftlichen Interessen entschieden.

Die Gleichung fiir den Rotorkreis andert sich durch die Serienschaltung des

externen Widerstandes zu

u. R.+R
?r = %g + X!+ Xy, - (I +10), mit R, = iiRex;  (2.27)

Die Kennlinie wird durch unterschiedliche Widerstandswerte geschert, dargestellt

in Abbildung [2.4(b), (c) und (d).
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Abbildung 2.4: Drehmoment tiber Schlupf- Kennlinie ohne (a) und mit unterschied-
lichem externen Widerstand im Rotorkreis (b), (c), (d) ([4], S. 265)

Durch diese Beeinflussung des Drehmoments in der Hochlaufphase dndern sich
gleichzeitig auch die Stromwerte des Motors. Die von einer Asynchronmaschi-
ne mit Kurzschlussldufer bekannte hohe Strombelastung beim Start (4 - 7 facher
Nennstrom) kann vor allem bei schwachen Netzen zu Spannungseinbriichen an
der anliegenden Klemmenspannung fithren. Dies sorgt fiir eine Verringerung des
Anlaufmoments und weiters konnen auch Storungen bei anderen Verbrauchern
auftreten, welche parallel mitversorgt werden. Das Netz lasst sich je Strang mit
einer Spannungsquelle Uy, und einer in Serie geschalteten Impedanz Z; \,, (tiber-
wiegend induktiv, sodass oft Z; n,;, ~ jX;net. gilt) beschreiben. Liegt der Motor
mit seinen Klemmen am Netz (siehe Abbildung , so verursacht der Statorstrom
einen Spannungsabfall iiber der Netzimpedanz, was wiederum die effektive Klem-
menspannung am Motor auf Uy, — Z; Ny, - I reduziert. Das elektrische Moment

hiangt quadratisch mit der Statorspannung zusammen M,; ~ U2. ([4], S. 236)

Schwache Netze werden im Vergleich zu starren Netzen (ideal Z; n,;, = 0) durch
eine relativ hohe Netzimpedanz charakterisiert. Somit wird ersichtlich, dass eine
Anlaufstromreduktion des Motors - betrieben in einer Region mit schwachem
Netz - einen entscheidenden Einfluss auf die Klemmenspannung der anliegenden
Verbraucher bzw. in der Folge auch auf das Drehmoment des Motors hat. Uber die
Steuerung des Drehmoments mit einem Anlasswiderstand wahrend des Hochlaufs

der SR-ASM kann gleichzeitig der Statorstrom begrenzt werden.
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Da die Netzdaten im Einsatzgebiet des SR-ASM meist unbekannt sind, werden
auch fiir diese Arbeit als Netzimpedanz die Impedanzdaten eines {iiblich eingesetz-
ten Verteiltransformators berticksichtigt Z; n.¢, = Z7. Aus dem Datenblatt eines
Transformatorherstellers sind meist Werte fiir Nennscheinleistung St, Kurzschluss-
leistung P und relative Kurzschlussspannung uy ersichtlich ([6], S. 2). Aus diesen
Parametern konnen Resistanz, Reaktanz und Impedanz des Verteiltransformators
berechnet werden. Die Kurzschlussleistung wird fast ausschlieslich an den Wick-
lungen der Ober- und Unterseite des Transformators umgesetzt, sodass anndhernd
Py ~ Pc, gilt. Folgende Gleichungen sind in der Literaturstelle [7] S. 51-52 vermerkt.

Die relative Wirkspannung berechnet sich aus

P,
u, = < (2.28)
St
und in weiterer Folge der ohmsche Widerstand zu
2
Rr = urQNefZ (2.29)
St
Den induktiven Blindwiderstand des Transformators erhélt man aus
us Uz
Xp = uy =g = \Juf —uf - =2 (2.30)
o7 27

und die Summe der beiden Widerstandskomponenten ergibt die Transformator-

langsimpedanz

Zy =Ry +jXr (231)

Die tatsdchlich anliegende kleinere Klemmenspannung des Motors wirkt sich auch
auf die Hauptinduktivitdt L, und den Eisenverlustwiderstand Ry, (vgl. Abbildung
aus. Den Zusammenhang zwischen Klemmenspannung und Hauptinduktivitat
beschreibt die Leerlaufkennlinie, welche aus dem Leerlaufversuch des Motors
gewonnen wird. Sie zeigt die nichtlinearen Eigenschaften des Elektrobleches. Beim
gleichen Versuch wird auch die Leerlaufverlustkennlinie in Abhéngigkeit der
Klemmenspannung aufgezeichnet, von welcher auf den Eisenverlustwiderstand
riickgeschlossen werden kann. Im Leerlauf (s = 0) fallt der Rotorkreis im Er-
satzschaltbild weg, sodass sich die Schaltung vorerst ohne Berticksichtigung der

Netzimpedanz reduziert, siehe Abbildung
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Abbildung 2.5: Stationdres Ersatzschaltbild einer Asynchronmaschine im Leerlauf
ohne Beriicksichtigung der Netzimpedanz in Anlehnung an [4], S.
249

Die Leerlaufverluste aus der Kennlinie gilt es entsprechend den Reibungsverlusten
3P, = Py — Pgeip zu bereinigen und anschlieffend durch drei zu teilen, da ein ein-
phasiges Ersatzschaltbild betrachtet wird. Geht man {iber in die Zeigerdarstellung,
fehlt fiir den Statorstrom im Leerlauf I, der negative Winkel ¢; welcher sich aus

@i = —arccos (?) mit 5, = Ul (2.32)

=0
berechnet. Mithilfe des komplexen Statorstromzeigers ldsst sich der Spannungsab-
fall an der Statorimpedanz phasenrichtig von der Klemmenspannung U, abziehen

und die Hauptimpedanz wie nachstehend berechnen
2y, = = (2.33)

Um aus der Hauptimpedanz auf den Resistanz- und Reaktanzanteil zu schliefien,
ist die Admittanz aus Yy, = 1/Z;;, zu berechnen. Die Aufteilung der Admittanz in
Real- und Imaginérteil ergibt die jeweiligen Leitwerte, die sich wiederum in die

Widerstandswerte umrechnen lassen.

1

2.34
R (Yo (2.39)

Ry =

Bei der Berechnung der Reaktanz muss eine Division durch j berticksichtigt werden,

woraus sich ein negatives Vorzeichen ergibt.

1
Xy =— m (2.35)

Uber diese Berechnung lassen sich die eingelesenen Kennlinien des Leerlaufversu-

ches in Kennlinien von Rf, und X, in Abhéngigkeit des Magnetisierungsstromes
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1, umrechnen. In der Folge werden diese Kennlinien verwendet, um passend zum
Magnetisierungsstrom, der fiir die Maschine unter Berticksichtigung der Netzimpe-
danz wihrend des Hochlaufs gerechnet wird, die Impedanzparameter zu wihlen.

Auf den iterativen Prozess wird im nédchsten Kapitel eingegangen.

2.3 Dynamische Bewegungsgleichung

Fiir das mechanische Modell wird die Bewegungsgleichung der Maschine geldst.
([4], S. 396) Das axial auftretende Tragheitsmoment des Rotor wird als Jy; definiert
und das axiale Tragheitsmoment der Lastmaschine, welche direkt mit dem Motor
iiber eine Welle gekuppelt ist als J. Uber diese Welle treibt der Motor die Lastma-
schine mit einer mechanischen Winkelgeschwindigkeit w;, an.

Das bereits berechnete elektrische Drehmoment des Motors M,; wird im Luftspalt
erzeugt und um die Bremswirkung durch Lager- und Luftreibung, verringert.
Letzteres wird im Modell vernachldssigt, wodurch das volle elektrische Moment
des Motors auf die Welle tibertragen wird. Die Lastmaschine wirkt mit ihrem Last-
moment M, entgegen. In Summe ergibt sich dabei ein Beschleunigungsmoment
My,. Unter Berticksichtigung der Massentragheit des Maschinensatzes wird die

mechanische Bewegungsgleichung definiert

dw
(Jo +Tm) - Ttm = My — Mp = My, (2.36)

die Berechnung der Winkelbeschleunigung. In dieser Arbeit wird der Einfluss
eines Getriebes nicht bertiicksichtigt, da kundenseitig diesbeztiglich keine Daten

vorliegen.

Lasst man die elektrisch verursachten Ausgleichsvorgiange in den Wicklungen von
Stator und Rotor wahrend des Anlaufes aufier Acht, kann durch Integration von
Gleichung die Anlaufzeit t4 bestimmt werden. Die Vernachldssigung ist bei
grofien Maschinen (> 10kW) erlaubt, da die Anlaufzeit sehr viel linger dauert als
die elektrischen Ausgleichsvorgdnge. Wird | als gesamtes Tragheitsmoment von

Last- und Antriebsmaschine zusammengefasst, so ergibt sich durch umformen

d(27mn)

nN o
J- S = Ma(n) = Mu(n) = ta = [ gt
0

n) — M (n)

-dn (2.37)
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2.4 Thermische Netzwerktheorie

Das thermische Verhalten und der Warmetransport zwischen den unterschiedli-
chen Komponenten sind bei elektrischen Maschinen ein zentrales Thema und nicht
weniger wichtig als die elektromagnetische Berechnung. Aus mehreren Griinden
muss die thermische Entwicklung innerhalb einer Maschine beriicksichtigt werden,
da auch die Warmebestindigkeit Grofse, Leistung und die Isolationskoordination
der Maschine festlegt. Vorab Berechnungen sind bei der thermischen Auslegung
ein komplexes Thema, da viele Effekte und Parameter in einer Simulation oft
nur schwer zu definieren sind. Deshalb sind hierbei empirisch ermittelte Daten
und vor allem durchgefiihrte Messungen von bereits gefertigten Maschinen von
entscheidender Bedeutung. Gerade der Warmetransport zwischen den Wicklungen
und dem FEisenpaket ist aufgrund der verwendeten Isolationsmaterialien mit unter-
schiedlicher thermischer Leitfdhigkeit oft nur schwierig zu parametrieren. Fiir die
Auslegung der Isolation kann sich eine falsche thermische Einschédtzung fatal auf
die Lebenszeit der Materialien auswirken, da sich die Lebensdauer exponentiell
mit dem Temperaturanstieg verkiirzt und somit eine kurzzeitig hohe thermische

Belastung irreparable Isolationsschdden verursachen kann.

Grundsitzlich tritt ein Warmetransport auf, wenn in einem System eine Tempe-
raturdifferenz auftritt. Dabei gibt es drei Effekte, welche den Warmetransport
beschreiben: Konvektion, Warmeleitung zwischen den beriihrenden Flachen und
Strahlung an die Umgebung. Letzteres wird in dieser Arbeit nicht behandelt. Luft-
konvektion tritt bei den Flachen auf, die von Luft umstromt werden und ist somit
im Zusammenhang mit der konventionellen Ventilationskiihlung zu beriicksich-
tigen. Diese Kiihlart wird sowohl bei kleinen als auch grofien Maschinen haufig
eingesetzt, um die auftretende Warme - verursacht durch die Verlustleistung der
Maschine - in die Umgebung abzufiihren. Die Warmeleitung zwischen zwei sich
berithrenden Flachen kommt nahezu tiberall in der Maschine vor; z.B. isolierter

Kupferstab eingebettet in einer Eisennut. ([8], S. 523)

Nicht aufser Acht gelassen werden, sollte der Aspekt, dass eine Erh6hung der Tem-
peratur in einer Maschine ebenso Einfluss auf den Widerstandswert der Kupferstébe

und Kupferwicklungen hat. Die elektrische Leitfdhigkeit x, die zur Berechnung des
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Widerstandwertes verwendet wird, bezieht sich grundsétzlich auf eine Temperatur
von 20°C. Eine Verdnderung der Materialtemperatur beeinflusst somit auch den
Leitwert. Beispielsweise vergrofert sich der Widerstandswert um ca. 20% bei einer
Temperaturerhohung von 20°C Umgebungstemperatur auf 70°C. Nimmt man nun
an, dass der Strom nahezu konstant bleibt, so erhohen sich die Kupferverluste der
Maschine entsprechend der Widerstandsvergrofierung linear. Es kann auch davon
ausgegangen werden, dass vereinzelt Hot-Spot Temperaturen in der Wicklung
auftreten, die die gemessene Durchschnittstemperatur um 10-20K {iiberschreiten.

([8], S. 524)

Als weiterer wichtiger Punkt fiir die thermische Auslegung gilt die Kiihlungs-
art. Das Spektrum reicht von Eigen- bis Fremdbeliiftung, aber auch das Medium
(zB.: Luft, Wasser, Ol) spielt entsprechend seiner Eigenschaften eine wesentliche
Rolle. Ebenso die Fithrung des Kiihlmittels innerhalb der Maschine. Je nach Art
der Kiihlung ergeben sich unterschiedliche Parameter, die in der Modellierung

berticksichtigt werden miissen.

2.4.1 Verlustleistung

Beim Betrieb eines Elektromotors treten unterschiedliche Verlustarten auf, welche
sich unmittelbar auf die Erwarmung auswirken. Dabei gibt es zum einen die
ohm’schen Verluste, verursacht durch den Stromfluss im Kupfer in Stator- und

Rotorwicklungen der Maschine. Diese berechnen sich fiir m Phasen aus
Pe, = mszfR (2.38)

wobei R den k, Faktor bertiicksichtigt. Der Strom kann auch {iiber die Stromdich-
te und Querschnittsflache des Leiters (l;y = J.rrA) ausgedriickt werden. Die
Kupferverluste konnen demnach durch Abandern der Gleichung aus dem Strom-
dichtequadrat berechnet werden. Bezogen auf die Kurve aus Abbildung [2.2| wird
der quadratische Verlauf tiber die Hohe des Stabes integriert. Zur Berechnung
der quadratischen Stromdichte wird die Amplitude | = \/E]eff berticksichtigt.
Das Quadrat errechnet sich anschlieffend aus dem Produkt der Amplitude der

komplexen Stromdichte l und dem konjungiert komplexen Wert l *. Fiir die Leis-
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tungsberechnung gilt mithilfe der Stromdichte ([1], S. 404)

hy,
PCM_M J]Z dx_M ]] dx (2.39)

Des weiteren ergibt sich aus der analytischen Losung fiir n rechteckférmige Leiter
tibereinander liegend (siehe Kapitel 2.1.2) fiir die Verteilung des Stromdichtequa-

drats im p. Leiter in Abhadngigkeit der Leiterhche x ([1], S. 407)
272
o 4ac? ff

N 2p*(cosh2 2
202 [cosh2p — cos2ﬁ]{ p*(cosh2ax + cos2ax)

= —4(p—1)p[cosp cosha(2x — hy) + cosh B cosa(2x — hy )] (2.40)

= +2(p — 1)?[cosh2a(x — hy) + cos2a(x — hy)]}

mit Gleichung (2.9). Fiir I.ss wird dabei der Strom durch den p. Leiter eingesetzt.
Uber diese Verteilungsfunktion lasst sich fiir Leiterkonfigurationen mit einem Lei-
ter in der Nut sowie auch fiir mehrere Leiter tibereinander die Stromdichte und
deren Quadrat iiber die Hohe bestimmen und abbilden. Es wird dabei auch der
gegenseitige Einfluss der {ibereinander angeordneten Leiter, wie in Abbildung
gezeigt, berticksichtigt.

Diese Verlustberechnung tiber die Stromdichte ist bei dieser Arbeit von wesentlicher
Bedeutung. Wie erkennbar ist, besteht eine Abhédngigkeit zwischen der Verlust-
dichte und ihrem auftretendem Ort x im Leiter. Dementsprechend erwarmt sich
beispielsweise der Kupferstab entlang seiner Hohe unterschiedlich stark und es
entsteht eine Temperaturdifferenz zwischen Ober- und Unterkante des Leiters. Um
diese ungleichméfiige Verteilung der Verlustdichten im thermischen Modell des
Stabes zu berticksichtigen, ist eine Berechnung der Kupferverlustleistung tiber die

Stromdichte unumgénglich.

Einen weiteren direkten Einflussfaktor auf den Widerstand und in der Folge auf die
Verlustleistung stellt die Temperatur dar. Wie aus der Theorie bekannt, erhoht sich
der elektrische Widerstand mit grofser werdender Temperatur. Einflussgrofie hierbei
bildet der spezifische Widerstand p, der sich aus dem Kehrwert der spezifischen
Leitfahigkeit x berechnet; siche Gleichung (2.39). Um die zu erwartende Tempera-
turerhohung in die Verlustberechnung einflieflen zu lassen, wird pc, entsprechend

angepasst. Aus [9], S. 139 ist bekannt, dass fiir die Berechnung des spezifischen
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Widerstands bei Kupfer unter 200°C eine lineare Ndherung ausreichend ist. Der

Temperatureinfluss kann mit

pcu,T = Pcu20 - (1 +aAT) (2.41)

berechnet werden. a bezeichnet hierbei den linearen Temperaturkoeffizienterﬁ und

AT die Differenz der zu erwartenden Temperatur zur Referenz von 20°C.

Ebenso treten wihrend des Betriebes der elektrischen Maschine Eisenverluste
auf. Diese gelten gemafs Literatur als schwierig zu bestimmen. Sie teilen sich in
Hysterese- und Wirbelstromverluste auf. Grundsitzlich hangen Eisenverluste von
der Frequenz, der magnetischen Flussdichte und der Qualitdt des verwendeten
Bleches ab. Fiir den Einfluss der Ummagnetisierung - bestehend aus Hysterese-

und Wirbestromeffekte - wird in [10], S. 128 ein Frequenzfaktor

kg = [e5oj;lz te (50];&)2

definiert und entsprechend der Blechqualitdt auf einen Faktor x fiir die korre-

(2.42)

1
X

spondierende Verlustziffer Vjy bei 1T normiert. Mit dieser Verlustziffer konnen
aus einem Tabellenbuch die Werte fiir € und ¢ enthnommen werden. ([11], S. 155)
Um den Einfluss der magnetischen Feldstarke auf die Verlustziffer bestimmen zu
konnen, wird auf ein empirisch ermitteltes Kurvenblatt von ELIN - das aus Geheim-
haltungsgriinden nicht vollstindig veroffentlicht werden darf - zuriickgegriffen.
Die Wahl der Kurven hingt von der herstellerspezifisch definierten Verlustziffer
des Bleches ab und wird fiir 50Hz angegeben. Die Berticksichtigung fiir andere Fre-
quenzen erfolgt tiber k. So ergibt sich fiir ein Standardblech mit einer Verlustziffer
Vio = 2,3W /kg die quadratische Funktion

V =0,7+3,6(B-0,334)> in Ig (2.43)
wobei fiir B die Flussdichte der zu ermittelnden Komponente (z.B. Zahnfluss-
dichte im Nennpunkt zur Berechnung der Zahnverluste) anzunehmen ist. Durch
diese Gleichung werden die Wirbelstromeffekte in Abhédngigkeit der Flussdichte

berechnet. Fiir die Berechnung der Gesamtverluste in einer Komponente muss

2Der lineare Temperaturkoeffizient betrégt fiir Kupfer bei Temperaturen bis 100°C 4,3 - 103K !
[9], S. 139
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ein Zuschlagsfaktor berticksichtigt werden, der die Qualitdtseinbufsen des Bleches
durch Bearbeitung, Stanzen und Schichten sowie andere schwierig zu bestimmende
Einfliisse bertiicksichtigt. Dadurch kommt es zu einer Erhhung der Verluste. Die

Zahnverluste ergeben in Summe
Prez = 3-kckVinpez (2.44)

wobei die Berechnung ebenso den Carterfaktor k. und die Masse des Eisenanteils
mg, beinhaltet.

Fiir die Verluste im Joch ergibt sich eine leicht abgewandelte Gleichung
Ppe,] = 1,5‘kf‘7mp@,] (245)

Beide Gleichungen wurden aus [10], S. 129 entnommen.

2.4.2 Wirmeleitung

Die Warmeleitung zwischen Metallen und Fliissigkeiten geschieht tiber den Warme-
transport zwischen den freien Elektronen der Atome. Die thermische Leitfahigkeit
ist abhédngig von der Anzahl der freien Elektronen. Reine Metalle sind die besten
Warmeleiter; bei Legierungen variiert die Anzahl der Elektronen hingegen stark.
Nicht metallische Materialien besitzen eine kleine Anzahl an freien Elektronen
und damit auch eine niedrige Warmeleitfahigkeit. Als Beispiele sind Kupfer (gu-
ter Warmeleiter) mit einer Warmeleitfahigkeit A von ca. 394 W/Km und das als
Isolationsmaterial eingesetzte Nomex-Papier (schlechter Warmeleiter) mit einer

Wirmeleitfahigkeit A von ca. 0.11 W/Km angefiihrt. ([8], S. 536)

Laut dem zweiten Hauptsatz der Thermodynamik fliefist der Warmestrom immer
vom hoheren zum niedrigeren Temperaturniveau. Gemafs Energieerhaltungssatz
geht dabei keine Warmeenergie verloren. Der Warmestrom zwischen den beiden
sich beriihrenden Materialien, der fiir den Warmeleistungstransport verantwortlich
ist, wird tiber das Fourier-Gesetz berechnet. Diese Gleichung kann vereinfacht wer-
den, wenn man annimmt, dass die Warme nur in eine Richtung (z.B. in Richtung

x-Achse) tiber eine Lange [ fliefit. Dafiir ergibt sich

T )
= —AAZ-~ —AAS (2.46)
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wobei ¢y, fiir den Warmestrom, A fiir die Querschnittsflache tiber die der Warme-
transport stattfindet und @ fiir die Temperaturdifferenz zwischen den betrachteten
Korpern steht. Die thermische Leitfahigkeit ist noch zusitzlich von der Tempera-
tur A(T) abhingig. Es besteht eine Analogie zur Berechnung des Wéarmestroms
mit jener des elektrischen Stroms im Bereich der Elektrotechnik. Deshalb wird in
der Thermik ein thermischer Widerstand - analog zum elektrischen Widerstand -

eingefiihrt ([8], S. 535-537)

©® )
R = —-— — 2-47
0= o T AA (2.47)

2.4.3 Konvektion

Der Wiarmetransport kann ebenso iiber Konvektion stattfinden. Die Beschreibung
und Formeln zur Konvektion wurden aus den Literaturstellen [8], S. 541-544 und
[12] S. 301 entnommen. Der Warmetransport geschieht zwischen einem hoher
temperierten Medium (z.B. Feststoffoberfliche) und einem niedriger temperierten
Medium (z.B. Kiihlfliissigkeit oder -gas). Im Fall der Konvektion bei elektrischen
Maschinen herrscht eine relative Bewegung des Kithlmediums im Vergleich zur
hoher temperierten Feststoffoberfliche, wodurch der Warmetransfer stattfindet.
Das bedeutet, dass besonders der Randbereich der Oberflache niher betrachtet
werden muss. Im Zuge der Konvektion sind die Geschwindigkeit, die thermischen
Eingenschaften und die Konzentration des Kiihlmittels von entscheidender Bedeu-

tung.

Es gibt zwei Arten von Konvektion. Einerseits die erzwungene Konvektion, wo
das Kithlmedium durch Pumpen oder Ventiltoren an der zu kiithlenden Oberfldche
vorbei transportiert wird. Andererseits gibt es auch die natiirliche Konvektion.
Darunter wird die natiirliche Anderung der Dichte aufgrund von Temperaturdif-
ferenzen verstanden. Durch Erh6hung der Temperatur des Kiihlmediums dndert
sich dessen Dichte und auch jene in der unmittelbaren Umgebung. Dabei bildet
sich ein Warmestrom im Kiihlmedium an der Feststoffoberfldche.

Die Warmestromdichte durch Konvektion wird laut Newtonschem Gesetz als

qth = Pon = ay,© (2.48)
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definiert und der thermische Widerstand wird als

_ 6 1
b A

Ry, (2.49)

beschrieben. Die entscheidende Grofe bildet der Warmeiibergangskoeffizient ayy,. Er
wird von der Viskositdt, der Stromgeschwindigkeit sowie der thermische Leitfahig-
keit und die spezifische Warmekapazitiat des Kithlmediums beeinflusst. Verstandli-
cherweise ist dieser Faktor unter Beriicksichtigung unterschiedlicher Messungen
nur schwer bestimmbar.

Fiir die Berechnung von ay, bei einer erzwungenen Konvektion wird die Reynolds-

Zahl definiert

Re = Z’;’lh (2.50)

wobei v fiir die Stromungsgeschwindigkeit des Kithlmediums, v fiir die kinemati-
sche Viskositéiﬂ und dj, fiir den hydraulischen Durchmesser des Luftkanales steht.
Letzterer ldsst sich allgemein mit d;, = 4A /U tiber Fliche und Umfang des Luftka-
nales berechnen. Als zweite Grofie wird die Nusselt-Zahl definiert, welche sich aus

_ A dy
A

Nu (2.51)

berechnet. Durch Umformung der Gleichung und unter Berticksichtigung der
Wairmeleitfahigkeit des Kﬁhlmediumsﬂ A kann auf die Warmetibergangszahl riick-
geschlossen werden. Um eine Verbindung zwischen Nussel- und Reynolds-Zahl
zu definieren, gilt laut [14], S. 294 bei einer laminaren Stromung (Re < 10°) fiir
den Zahnbereich in einem Luftschlitz der Zusammenhang Nu = 0.045R¢*8 und im
Jochbereich Nu = 0.03Re%8. Durch diese Beziehungen ldsst sich ay, fiir trockene
Luft im Bereich von 100°C in einem beliebigen Luftkanal durch die Stromungsge-

schwindigkeit bestimmen.

Fiir die natiirliche Konvektion wird folgende Gleichung definiert ([8], S. 544)

0\ %%
Xty pat ~ 1,32 <D> (2.52)

mit D als Durchmesser des betrachteten erwdarmten Korpers und © die Tempera-

turdifferenz zur Umgebungstemperatur des Korpers.

3wobei 110 fiir trockene Luft bei 100°C 23,46-10~¢ m?2/s betragt ([13], S. 197)
4wobei A1 fiir trockene Luft bei 100°C 31,62-10~3 W/mK betrégt ([13], S. 197)
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2.4.4 Thermisches Ersatznetzwerk

Um die Temperaturverteilung innerhalb der Maschinenkomponenten zu berechnen,
kann ein thermisches Ersatzschaltbild modelliert werden. Das thermische Ersatz-
schaltbild ist dabei dem in der Physik verwendeten analog. Die Analogie zwischen
den elektrischen und thermischen Grofien zeigt Tabelle

Fiir das Netzwerk werden einzelne thermische Massen definiert, welche abhéngig
von ihrer Geometrie ein Volumen zugeteilt bekommen. Abhdngig vom Volumen
ergibt sich aus der Verlustberechnung ein Verlusteintrag fiir die Masse, welcher
mit einem Pfeil dargestellt wird. Zuséatzlich bekommt jede thermische Masse eine
thermische Kapazitit als Warmespeicherelement zugeteilt, welche sich analog zur
elektrischen Kapazitiat berechnet. Fiir die in einem Korper gespeicherte Warme-

menge gilt
Q= mc,© (2.53)

wobei m fiir die Kérpermasse und ¢, fiir die spezifische Warmekapazitat steht.
Vergleicht man nun Gleichung (2.53) mit der Beziehung fiir die elektrische Ladung

Q = CU, so wird fiir die Warmekapazitat
Cip = mcy mit m = pV (2.54)

definiert. ([8], S. 548-549)

| Thermischer Fluss Symbol  Einheit  Elektrischer Fluss Symbol  Einheit
Warmemenge Qi ] Elektrische Ladung Q C
Wairmestrom Py 144 Elektrischer Strom I A
Waérmestromdichte qth W/m? Elektrischer Stromdichte | A/m?
Temperatur T K Elektrisches Potenzial 1% \%
Temperaturdifferenz (S] K Elektrische Spannung u Vv
Thermische Leitfahigkeit A W/mK  Elektrische Leitfadhigkeit  x S/m=A/Vm
Thermischer Widerstand Ry, K/W Elektrischer Widerstand R O=V/A
Thermischer Leitwert Gy W/K Elektrischer Leitwert G S=A/V
Thermische Kapazitit Cw J/K Elektrische Kapazitat C F=C/V

Tabelle 2.1: Analogie zwischen thermischen und elektrischen Grofien ([8], S. 548)

Abhéngig von der Modellbildung werden die einzelnen Massen thermisch gekop-
pelt. Es entsteht ein Warmeaustausch zwischen den Massen, welcher grundsitzlich
durch Warmedifferenzialgleichungen beschrieben wird. Wie eine Warmedifferen-
tialgleichung gebildet werden kann, soll anhand eines beliebig grofsen Teilstticks

gezeigt werden, in welchem sich ein Rotorstab in einer Eisennut befindet.
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Laut [15], S. 125 gilt:

Aufgespeicherte Wiirmemenge = entwickelte Wirmemenge + Differenz der zu- und abflie-

flenden Wiirmemengen - der an Eisen abgeleiteten Wiirmemenge

was folgende Gleichung ergibt

2
ctthdx-dt = ¢(x,t)Adx - dt + {0@? + %dx — 2(3} AA -dt — hu®dx - dt (2.55)

Einfachheitshalber wird die an das Eisen abgeleitete Warmemenge (letzter Term
auf der rechten Seite der Gleichung (2.55)) weggelassen. Die Warmeentwicklung in
Abhingigkeit von Zeit und Raum ¢(x, t) bezeichnet eine auftretende Leistung pro
Volumen, welche iiber die Stromdichte ausgedriickt werden kann. Es ergibt sich

eine partielle Differenzialgleichung 2. Ordnung

A 2O 00 X 1

Die analytische Losung der partiellen Differenzial Gleichung 2. Ordnung erfordert
einen hohen rechnerischen Aufwand. Deshalb wird zur Berechnung der Warmever-
teilung innerhalb des Kupferstabs auf eine Diskretisierung tibergegangen. Der Stab
wird in der Hohe (oder Lange) in n Teile unterteilt und als thermisches Netzwerk
wie in Abbildung [2.6|aufgebaut. Fiir die Warmestrome (¢y) an einem Knoten (z.B.

Knoten my) gilt eine Differenzialgleichung 1. Ordnung

00
Coinj - Ttk = Pok + Pk — Peni+1 (2.57)

Diese fiihrt unter Beriicksichtigung von Gleichung (2.47) sowie der elektrischen

Verlustleistung im Kupfer zu

- AR - —
00 _ (- A)*Ry 4 Q1= Ok O = O (2.58)
ot Ctik R conpe Reng - Coni

wobei thermische Kapazitdt und Widerstand fiir jedes Element gleich angenommen
werden.

Die Gleichung kann fiir unterschiedliche diskretisierte Korper verwendet
werden, wobei Verlustberechnung und thermische Parameter an die Geometrie und
Materialeigenschaften des Korpers angepasst werden miissen (z.B. Diskretisierung
des Zahnes). Des Weiteren kann die Differenzialgleichung um mogliche weitere
thermische Einfliisse erweitert werden. Es konnen Warmetibergiange zu anderen

Korpern (z.B. Kupferstab - Isolation - Zahn/Joch) in der rechten Summe der Glei-
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Abbildung 2.6: Schematische Skizze und thermisches Netzwerk eines Rotorsta-
bes mit Unterteilung in n-Schichten axialer (links) bzw. radialer
Richtung (rechts) in Anlehnung an [16], S. 8

chung berticksichtigt werden. Zusatzlich ist es ebenso moglich, Kithimechanismen
durch die verwirbelte Luft im Rotor zu berticksichtigen, indem mittels Gleichung
eine Leitfdhigkeit fiir die Luft bestimmt und das Modell entsprechend er-
weitert wird. Wichtig dabei ist, die Grenzflachen sowie thermischen Parameter zu

bestimmen

Aufbauend auf die in diesem Abschnitt beschriebene thermische Netzwerktheo-
rie lassen sich in der Folge einzelne Maschinenkomponenten modellieren und
zu einem thermischen Netzwerk modular zusammenfiigen. Dabei kénnen War-
metibergdange zwischen Kupferstab, Isolation und Eisenpaket berticksichtigt und

Kiihleffekte durch die Luftschlitze oder an den Wickelkopfen eingebaut werden.



3 Rechenmodell

Ausgehend von den im vorigen Kapitel beschriebenen Grundlagen wird auf den fol-
genden Seiten ein konkretes Rechenmodell zur Simulation eines SR-ASM aufgebaut.
Die unterstiitzende Software ist MATLAB und es werden zusitzliche Berechnungen
im ergdnzenden Programm Siumulink realisiert. Dabei wird schrittweise vorgegan-
gen und die bekannten Parameter der zu untersuchenden Maschine eingelesen.
Dazu zédhlen neben den geometrischen und elektrischen Daten der Maschine auch
externe Informationen wie Lastmoment, Zusatzwiderstand und Kiihlungsparame-
ter. In der Folge werden daraus elektrische Grofien wie Drehmoment und Strom
tiber den Drehzahlverlauf mittels stationdrem Ersatzschaltbild der Maschine be-
rechnet. Es konnen dabei Einfliisse der Stromverdrangung fiir zwei verschiedene
Leiterkonfigurationen und der Netzimpedanz beriicksichtigt werden. Das Drehmo-
ment dient als Eingang fiir das mechanische Modell, das einen konkreten Hochlauf
simuliert. Die berechneten Grofsen bekommen dadurch eine Abhingigkeit von der
Zeit. Es werden unterschiedliche thermische Modelle aufgebaut und Teiluntersu-
chungen durchgefiihrt. Da es sich um ein diskretisiertes Modell handelt, werden
auch die Verluste diskretisiert und iiber den Zeitverlauf in die einzelnen Schichten

eingeprégt. Als Ausgang gibt es die Temperatur in Abhdngigkeit der Zeit.

3.1 Elektrisches Rechenmodell

Fiir das Rechenmodell werden die Daten zur Leiterkonfiguration in Stator und
Rotor extern eingelesen. Da die einzelnen Windungen im Stator eine kleine Leiter-
hohe aufweisen, wird eine eher geringe Stromverdrangung erwartet, womit das
Augenmerk vermehrt auf der Leiterkonfiguration des Rotors liegt. Es gilt zu un-
terscheiden, wie viele Windungen die Rotorwicklung hat, ob diese in Serie oder
Parallel geschaltet sind bzw. ob es einen einzelnen Stab gibt oder ob dieser iiber die

Hohe in Ober- und Unterstab unterteilt ist. Im Zuge dieser Arbeit war es fiir die Un-
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tersuchungen interessant, den ganzen Nutraum mit einem ganzen Stab auszufiillen
bzw. diesen in zwei gleich hohe Stdbe in Ober- und Unterschicht zu unterteilen.
Gegebenenfalls konnen Ober- und Unterstab in mehreren Windungen ausgefiihrt
sein, wobei dies fiir die Berechnung der Stromverdrangung nur interessant ist,
wenn die Leiter der einzelnen Windungen iibereinander angeordnet sind. Abhéngig
von der Auslegung ergibt sich fiir die Nut ein Strombelag, der zusammen mit dem
Statorfluss fiir die Drehmomentbildung zustdndig ist. Der gewédhlte Strombelag
muss unabhéangig von der Schaltung der Wicklung und der Leiterkonfiguration in
Summe innerhalb der Nut immer gleich grofs sein. Bei flielendem Gleichstrom ist

die Summe der umgesetzten Leistung in beiden Konfigurationen gleich grof.

Fiir das gesamte Rechenmodell spielt die Stromverdrangung in zweierlei Hinsicht
eine Rolle.

Zum ersten ergibt die Berechnung des k, Faktors eine Erhohung von Stator- und
Rotorwiderstand. Dies verdndert dadurch den Gesamtwiderstand des Ersatzschalt-
bildes der Asynchronmaschine und hat somit einen direkten Einfluss auf den
Drehmoment- sowie Stator- und Rotorstromverlauf {iber den Schlupf.

Die Berechnungsroutinen fiir den Stromverdrangungsfaktor in der Stator- und
Rotorwicklung sind gleich. Fiir die Berechnung des Faktors wird die analytische
Loésung aus Kapitel gewdhlt. Grundsitzlich wird davon ausgegangen, dass die
Leiter einer Windung fiir Betrieb mit Hochspannung aus massiven Staben besteht.
Dementsprechend ergibt sich die Berechnung fiir den jeweiligen k, Faktor aus
Gleichung (2.13).

Fiir den Feldverdrangungsfaktor wird auch fiir Stator und Rotor dieselbe Berech-

nungsroutine implementiert. Diese folgt der Gleichung (2.15).

Zum zweiten spielt der Verlauf der Stromdichte {iber die Leiterhohe eine wichti-
ge Rolle bei der Verlusteinpragung in ein radiales thermisches Rotorstabmodell.
Wie aus Abbildung [2.2| ersichtlich ist, erhoht sich die Stromdichte signifikant in
Richtung Nutoéffnung und sorgt dort fiir hohere Kupferverluste. Dieser Effekt stellt
sich in Ein- bzw. Zweistabkonfigurationen auf unterschiedliche Weise ein, was im
Rechenmodell nachgebildet wird.

Mit der analytischen Gleichung aus Kapitel lasst sich die Stromdichte

tiir eine Ein- und eine Mehr-Leiterkonfiguration berechnen. Als Annahme fiir einen
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einzelnen Stab in einer 4,75mm breiten Nut gelten die Querschnittsabmessungen
hr x by, = 30mm x 4,5mm, eine Frequenz von 50Hz und ein Strom durch den
Stab von 500A. Es ergibt sich dabei ein Verlauf der Stromdichte tiber die Hohe
entsprechend Abbildung [3.1(a). Wie erwartet nimmt die Stromdichte in Richtung
Nutoffnung betrachtlich zu und erreicht den Hochstwert an der Oberkante des

Leiters.

Im néchsten Schritt wird der Stab durch zwei gleich hohe Stdbe dquivalent ersetzt;
eine Isolation wird dabei vernachldssigt. Damit der Strombelag innerhalb der Nut
gleich bleibt, werden die beiden in Serie geschalteten 15mm hohen Stibe jeweils
von einem Strom in Hohe von 250A durchflossen. Eingesetzt in Gleichung
ergibt sich eine Stromdichte iiber die gesamte Hohe h; laut Abbildung [3.1(b). Die
untere Kurve dhnelt dabei jener in Abbildung [3.1(a). Der untere Stab wird nur
durch sein eigenes Wirbelfeld beeinflusst und ,,sieht” nur sich selbst in der Nut.
Der oberere Stab hingegen wird zuséatzlich zum eigenen auch durch das vom unter
ihm liegenden Stab verursachte Wirbelbild, beeintrdchtigt. Es ergibt sich dadurch
eine gekrimmte Kurve mit der kleinsten Stromdichte ungefdhr in der Mitte des
Leiters. Vergleicht man nun Abbildung a) und (b), so wird ersichtlich, das der
Spitzenwert der Stromdichte auf zwei Leiter verteilt geringer ist. Die giinstigere
Verteilung im Bild (b) wirkt sich ebenso auf die gesamte in der Nut anfallenden
Leistung aus. Es ergibt sich fiir dieses Beispiel eine Leistungsreduktion um ca. 11%
im Vergleich zur Leiterkonfiguration mit einem Leiter.

Die gestrichelte Kennlinie in Abbildung3.1| zeigt die gleichméfiige Verteilung der
Stromdichte bei einer Frequenz von 0Hz, also ohne Stromverdrangungseffekt. Da-

bei fillt bei beiden Leiterkonfigurationen dieselbe Leistung in der Nut an.

In Anbetracht dieser Kurven ist davon auszugehen, dass sich abhédngig von der
Leiterkonfiguration eine unterschiedliche Temperaturverteilung im Rotorstab ein-
stellen wird. Auch die Temperaturdifferenz zwischen Ober- und Unterkante wird
sich in den beiden Féllen unterscheiden. Im nachfolgenden Kapitel wird die ther-
mische Auswirkung der beiden Leiterkonfigurationen anhand der Daten einer

Referenzmaschine noch untersucht.

Um direkte Vergleiche bzgl. Einfluss auf Drehmoment und Strome abzubilden,

werden die Berechnungen im elektrischen Modell einmal mit und einmal ohne
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Abbildung 3.1: (a) Verteilung der Stromdichte iiber die Hohe eines einzelnen Leiters
hr, (b) Verteilung der Stromdichte iiber zwei Leiter der Hohe hy /2,
welche {ibereinander angeordnet sind

Stromverdrangung ausgefiihrt. Es gelten fiir beide Varianten die stationdren Glei-
chungen aus Kapitel 2.2} wobei fiir die Stromverdrangung der Widerstand R} durch
k;R) ersetzt wird. Im speziellen wird mit Hilfe des stationdren Ersatzschaltbildes
aus Abbildung der Drehmoment-, Stator- und Rotorstromverlauf tiber der
Drehzahl berechnet. Diese Kennlinien dienen als Eingang fiir das mechanische
Modell, wo abhingig von der Hochlaufsequenz mit entsprechender Drehzahl die
,passende” Grofie gewdhlt wird, um so die Beziehung zur Hochlaufzeit herzustel-

len.

Die Berechnung der Drehmoment- und Stromkennlinien wird um einen iterative
Berechnungsprozess erweitert, um den Einfluss der Netzimpedanz am Eingang
der Maschine zu berticksichtigen. Représentativ fiir die Netzimpedanz wird eine
Transformatorimpedanz laut Gleichung berechnet. Die Daten fiir den Trans-
formator sowie fiir das restliche stationdre Ersatzschaltbild der Maschine werden
vorgegeben und extern eingelesen. Ziel des iterativen Berechnungsprozesses ist es,
entsprechend des durch Beriicksichtigung der Netzimpedanz tatsachlich flielenden
Statorstromes und dem sich daraus ergebenden Magnetisierungsstom I, die beiden
Elemente des Querzweigs Rs, und X, neu zu berechnen. Dazu werden die aus
Messungen bestimmte Magnetisierungskennlinie und die Leerlaufverlustkennlinie

benotigt. Die Magnetisierungskennlinie stellt einen Zusammenhang zwischen an-
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gelegter Klemmenspannung und flieSendem Statorstrom bei Leerlauf (s=0) her. Die
Leerlaufverlustkennlinie bildet nach Bereinigung der Reibungsverluste die Verluste
von Stator- und Eisenverlustwiderstand in Abhédngigkeit der Klemmenspannung
(s=0) ab. Die beiden Kennlinien kénnen so umgerechnet werden, dass eine Abhan-

gigkeit zwischen X; bzw. Ry, und dem Magnetisierungsstrom I, entsteht; siehe
Gleichung (2.34) und (2.35).

Abbildung 3.2 zeigt das Flussdiagramm des iterativen Berechnungsprozesses. Um

am Beginn der iterativen Berechnung eine Vergleichsgrofie zu haben, wird der
Magnetisierungsstrom fiir das gesamte Ersatzschaltbild laut Abbildung 2.3 mit den
Nenndaten der Referenzmaschine berechnet. Der Strom berechnet sich dabei aus
der Knotenregel zu I,, = I, + I, mit Gleichung und (2.26). Abhingig von
I, werden in der Folge Hauptinduktivitdt und Eisenverlustwiderstand aus den
entsprechenden Kennlinien gewdhlt. Zwei Effekte sorgen fiir einen verminderten
Magnetisierungsstrom. Einerseits vermindert sich die Spannung an den Maschi-
nenklemmen U, iiber den gesamten Schlupfbereich durch den Spannungsabfall an
der Netzimpedanz Z,,. Betrachtet man eine tibliche Strom {tiber Schlupf- Kenn-
linie ohne Beriicksichtigung eines externen Widerstandes - siehe Abbildung
- so lauft die Maschine iiber einen groflen Bereich mit mehrfachen Nennstrom
1, hoch. Dementsprechend hoher fillt in diesem Abschnitt auch der Spannungs-
abfall tiber die Netzimpedanz aus. Andererseits fliefst in der Anlaufphase der
Maschine ein gegeniiber dem Statorstrom nahezu gleich grofser, aber rdumlich
entgegengesetzter Rotorstrom. Aufgrund des Durchflutungsgleichgewichts wird
der Magnetisierungsstrom in dieser Phase sehr klein. Dieses Verhalten dndert sich
mit sinkendem Schlupf, wodurch I, zum Leerlauf hin kontinuierlich steigt. Auf-
grund dieser Auswirkung ist gerade im Anlaufbereich bis hin zum Kippschlupf
eine deutliche Erh6hung der Hauptreaktanz im Vergleich zum Nennpunkt zu
erwarten. Eine dhnliche Entwicklung, aber nicht so deutlich ausgepragt, ist beim

Eisenverlustwiderstand zu beobachten.

Die iterative Subroutine vergleicht im ersten Durchlauf den neu berechneten Ma-
gnetisierungsstrom aus dem gesamten Ersatzschaltbild mit jenem Strom, welcher
laut Magnetisierungskennlinie der Messung fiir die Nennspannung ohne Netz-

impedanz flieft. Danach wird mit den neuen Parametern der Hauptimpedanz
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Abbildung 3.2: Flussdiagramm der iterativen Berechnung des Magnetisierungs-
stroms I,

der Berechnungsvorgang wiederholt und der ,neue” mit dem letztberechneten
Magnetisierungsstrom verglichen. Dieser Prozess in der Subroutine wird solange
durchgefiihrt, bis die Abweichung der Strome Al bei ca. 0,5% des Leerlaufstromes
Ip liegt.

Der iterative Berechnungsprozess wird parallel und gleichzeitig fiir den gesamten
Drehzahlbereich von s = 0 — 1 durchgefiihrt und endet, wenn fiir den gesamten Be-
reich das Abweichungskriterium erfiillt ist. Fiir die Berechnungsumgebung Matlab

hat sich diese Vorgehensweise als effektiv herausgestellt. Fiir andere Programmie-
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rungsumgebungen wire es durchaus interessant, den Iterationdurchlauf zuerst fiir
eine Drehzahl auszufiihren und das errechnete Ergebnis des Magnetisierungsstro-
mes als Startwert fiir die Iteration bei der ndchst hoheren Drehzahl als Input zu

nehmen.

Als Ergebnis des Iterationsprozesses stellt sich auch fiir die tatsdchliche Klemmen-
spannung der Maschine ein neuer Verlauf ein. Mit diesen Grofien lasst sich der
elektrische Drehmomentverlauf mit Gleichung und Rotorstromverlauf mit
Gleichung berechnen. Die Routine wird im ndchsten Kapitel mit Referenzda-
ten ndher analysiert. Aufgrund des Zusammenhangs zwischen Klemmenspannung
und Drehmoment wird vor allem im Bereich der Anlaufphase und des Kipp-

schlupfs ein Einbruch des Drehmoments erwartet.

Da das Drehmoment stark vom externen Zusatzwiderstand im Rotorkreis abhingig
ist (siehe Abbildung[2.4), wird die Berechnungsroutine fiir jeden als Schaltstufe ver-
wendeten Widerstand ausgefiihrt. Die Widerstandswahl wurde auf Basis der Daten
des Herstellers des Anlasswiderstands vorab definiert. Man erhélt dadurch ein
Drehmoment iiber Schlupf- Kennlinienfeld, welches sinngeméfs in Abbildung
dargestellt wird. Die elektrischen Daten fiir die Berechnung liefern die Referenz-

maschine und der Anlasswiderstand.

——-s-M Kurve fiir i-te Stufe
——s-MKurve firR'_ =0

M/M inpu

Abbildung 3.3: Drehmoment iiber Schlupf- Kennlinienfeld fiir 17 Stufen
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Kernaufgabe dieses Modells ist auch, abhdngig vom anliegenden Lastmoment
tiber die unterschiedlichen Drehmoment iiber Schlupf- Kennlinien einen funktio-
nierenden Hochlauf zu berechnen. Dazu wird eine Subroutine initialisiert. Als
erstes ist in Abhédngigkeit vom Lastmoment ein minimales Beschleunigungsmo-
ment My, fiir den Hochlauf zu definieren. Dieses bildet die Schaltbedingung fiir
den Stufenwiderstand. Wird das Beschleunigungsmoment unterschritten, schaltet
der Stufenwiderstand auf den ndchst kleineren Widerstand um und es gilt die
ndchst hohere Drehmoment tiber Schlupf- Kennlinie. Die Schaltbedingung ist also
drehzahlabhingig und es ergibt sich dadurch ein sdgezahnférmiger Drehmoment-
verlauf fiir den Hochlauf. Zur Ilustration der Berechnungsroutine wird fiir das
Kennlinienfeld aus Abbildung ein Lastmoment von M; = 1,2 - My und ein
Beschleunigungsmoment von My, = 0,1 - My gewdhlt. Die berechnete siagezahn-
formige Hochlaufkennlinie ist in Abbildung [3.4|ersichtlich.

Zusétzlich ist in dieser Abbildung dargestellt, dass auch das Anlaufmoment grof3
genug sein muss, um die Maschine zu beschleunigen. Im konkreten Beispiel werden
die beiden ersten ausgewdhlten Zusatzwiderstande tibersprungen, da aufgrund

ihrer Grofle die ,Scherung” der Kennlinie zu grof3 ist.

In derselben Subroutine werden auch Statorstrom- und Rotorstromverlauf fiir den
Hochlauf berechnet. Die Schaltbedingungen richten sich nach jenen der Drehmo-
mentkurve, wodurch eine gewisse Ahnlichkeit in den Kurven zu erkennen ist.

Abbildung zeigt den Verlauf des Rotorstromes beim simuliertem Hochlaufvor-
gang.

In Abbildung 3.5|sind zwei markante Stromspitzen in der Sequenz am Ende des
Hochlaufs zu erkennen (Ilr—’n > 2). Im Sinne der Verlustreduzierung in den Sta-
torwicklungen wire ein Hinzufiigen von weiteren Widerstdnden als Schaltstufen
denkbar. Zu beachten ist dabei die Umschaltzeit des Stufenwiderstands. Diese
sollte bei einer Verfeinerung der Schaltwiderstande beriicksichtigt werden, um ein
problemloses Hochfahren der Maschine zu garantieren. Das gleiche gilt auch fiir

den Statorstromverlauf.
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—=-s-M Kurve fur i-te Stufe
——sMKune firR', =0
—s-M Hochlaufkurve
———s-M Kurve fiir L
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Abbildung 3.4: Drehmoment tiber Schlupf- Hochlaufkennlinie

6 T T
— = s-Ir Kurve fiir i-te Stufe
sl Kurve fur R =0

——s-I, Hochlaufkurve

Abbildung 3.5: Rotorstrom iiber Schlupf- Hochlaufkennlinie

3.2 Mechanisches Rechenmodell

Um den Hochlauf zu simulieren, wird ein Modell in Simulink erstellt. Das Mo-
dell bildet die dynamische Bewegungsgleichung der Maschine ab. Abbildung
zeigt das Modell in Simulink. Dabei wird im Subsystem die Differenzialgleichung
abgebildet. Als Eingang dienen das konstante Lastmoment M; sowie das
elektrische Drehmoment M,;. Letzteres wird in Form der Hochlauf-Drehmoment
tiber Schlupf- Kennlinie dem mechanischen System {ibergeben. Die mechanische

Winkelgeschwindigkeit w,, (t) dient einerseits als Riickkopplung fiir das elektrische
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Drehmoment und andererseits als Ausgangsgrofie des Modells.

To Workspace
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Abbildung 3.6: Mechanisches Modell der Maschine in Simulink

Die mechanische Winkelgeschwindigkeit bildet in Abhédngigkeit der Zeit den Hoch-
lauf der Maschine ab. Zusétzlich kann aus dem Simulationsergebnis die Anlaufzeit

bestimmt werden.

3.3 Thermisches Rechenmodell

Zur Bildung eines thermischen Rechenmodells ist primér die Geometrie und
Beschaffenheit des zu modellierenden Korpers wichtig. Aus diesen Konstrukti-
onsdaten lassen sich die thermischen Parameter wie Warmeleitwiderstand oder
Warmekapazitat berechnen. Aus dem Kapitel Grundlagen ist bekannt, dass der
Korper diskretisiert wird, um die Berechnung entsprechend zu erleichtern. Man
stelle sich dafiir einen rechteckigen Kupferstab vor, welcher der Lange nach in
beispielsweise n = 20 gleich grofle Teilstiicke unterteilt wird. Werden die dufie-
ren Anbindungen an den Korper vorerst vernachldssigt, besteht lediglich eine
Warmeleitung zwischen den einzelnen Kupferelementen und es bildet sich ein
Wirmenetzwerk wie in Abbildung [2.6|sichtbar. Somit ergeben sich zwanzig Diffe-
renzialgleichungen der Form (2.58), wobei fiir das erste und das letzte Teilstiick
jeweils ein Term auf der rechten Seite entfillt. Fiir die n — 2 Differenzialgleichungen
in der Mitte des Korpers ergibt sich eine Struktur in Simulink wie in Abbildung
dargestellt.

Das Modell kann beliebig erweitert werden. Beispielsweise ldsst sich ein Korper
in einen anderen einbetten, wodurch ein Warmetransport zwischen den Koérpern

entsteht. In diesem Modell wird dies bei einem Kupferstab, der in einer Eisennut
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Abbildung 3.7: Thermisches Modell mit n — 2 Differenzialgleichungen der Form
(2.58); PCuv,k steht dabei fiir die Verlustleistung

liegt, angewendet. Befindet sich dazwischen auch Isolationsmaterial, so entsteht
ein Warmetransport zwischen drei Kérpern. Dieser Warmetransport muss dement-
sprechend mit neuen thermischen Parametern bertiicksichtigt werden und kann
als weiterer Term in die Differentialgleichung hinzugefiigt werden. Fiir den
Wirmestrom wird die Temperaturdifferenz der aneinanderliegenden Korper ver-
wendet.

Das Gleiche gilt fiir den Warmetransport durch Konvektion, wenn an der Grenzfla-
che des Kupferstabes beispielsweise ein Luftstrom zirkuliert. Auch dies kann in
der Differentialgleichung beim betreffenden Teilstiick berticksichtigt werden.
Konkret sieht die angesprochene Erweiterung fiir die n — te Gleichung des behan-

delten Teilstiicks wie in Abbildung 3.8 aus.

»
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Abbildung 3.8: Thermisches Modell der n — ten Differenzialgleichung mit Erweite-
rungen von dufleren Einfliissen

Wie die beiden Abbildungen zeigen, wird dem Modell eine elektrische Verlust-
leistung von aufien zugefiihrt (PCuv,k bzw. PCuv,n). Abhingig vom modellierten
Korper ergeben sich die in Abschnitt beschriebenen Berechnungen. Fiir die

Berechnung der Kupferverluste am Beispiel des abgebildeten Modells sind Kennt-
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nisse tiber die Leiterkonfiguration (Stromverdrangung) sowie des Stromverlaufes
wiahrend des Hochlaufes notwendig. Der Hochlauf ldsst sich durch Interpolation
iiber die im elektrischen Modell berechnete Strom tiber Schlupf- Kennlinie sowie
der mechanischen Winkelgeschwindigkeit wy,(t) berechnen. Mit der Gleichung
werden die Verluste in Abhadngigkeit der Teilstiickgrofie bestimmt. In diesem
Beispiel wird fiir die Leiterlinge | die Liange des n-ten Teilstiicks eingesetzt. Ab-
hédngig von Frequenz und Hochlaufstrom ergibt sich somit eine Verlustverteilung
entsprechend des Hochlaufvorganges fiir jedes Teilstiick sowie fiir jede Differenti-
algleichung. Diese Verteilung PCuv,n(t) wird im Modell in Simulink eingeprégt.

Fiir die Eisenverlustverteilung gilt das gleiche mit dem Unterschied, dass die Ab-

hiangigkeit der Frequenz und magnetischen Flussdichte berticksichtigt wird.

Aufbauend auf dieses Konzept lassen sich thermische Modelle von beliebigen Kor-
pern realisieren. Die Idee dabei ist, einzelne Teilkomponenten wie ein Teilelement
des Eisenpakets oder den Wickelkopf zu modellieren und iiber einen Ubergangs-
widerstand thermisch zu koppeln. Durch diesen modularen Aufbau kann eine
Aussage tiber die Temperaturentwicklung in den einzelnen Teilstticken getroffen

werden.

3.4 Gesamtmodell

Das Gesamtmodell baut sich aus den Einzelroutinen zusammen und simuliert
fiir eine bestimmte Maschinenkonfiguration die Temperaturverteilung in den mo-
dellierten Komponenten. Dafiir werden zuerst die aus der Auslegung bekannten
Maschinendaten und vom Kunden erhaltenen Spezifikationen der Arbeitsmaschine
eingelesen. Betreffend des Aufbaues des Rotorstabes konnen zwei unterschiedliche
Varianten ausgewdhlt werden. Der Einfluss der Netzimpedanz in der Berechnung
kann optional berticksichtigt werden. Nach einander werden die einzelnen Routi-
nen abgerufen und die Berechnungen wie oben beschrieben durchgefiihrt. Bezogen
auf das in diesem Kapitel beschriebene Beispiel, wird die errechnete Verlustvertei-
lung abhéngig von der Zeit in die einzelnen Teilstiicke eingepragt. Abbildung
zeigt den Simulationsblock in Simulink.

Dabei wird ein Kupferstiick mit Warmetransport in axialer Richtung simuliert. Die

Verlusteinpragung ist iiber die n = 20 Teilstiicke gleich verteilt. Zusitzlich wird
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Abbildung 3.9: Thermischer Modellblock fiir einen Kupferstab mit axialem War-
metransport iiber n = 20 Differenzialgleichungen
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Abbildung 3.10: Axiale Temperaturverteilung in einem Kupferstiickmodell fiir eine
Simulationszeit von einer Stunde

eine Berticksichtigung der Warmeabfuhr tiber Luft mit einer konstant bleibenden
Lufttemperatur von 25°C angenommen. Die Anbindung der Kupfergrenzflache
an den Zahn und der dabei entstehende Warmetransport iiber die Isolation ist in
diesem Beispiel ebenfalls beriicksichtigt. Als Ausgang erhilt man die 20 Tempera-
turen der Kupferteilstiicke. Die Temperatur der ersten und der n-ten Schicht zeigt
Abbildung

Bei einer Simulationszeit von eine Stunde erreichen die Teilstiicke im Kupfer einen
stationdren Wert fiir die Temperaturerh6hung von ca. 63°C. Ebenso ist der stei-
le Temperaturanstieg in den ersten gut 29 Sekunden ersichtlich. Dieser ist der

erhohten Verlusteinpragung wihrend des Hochlaufvorganges geschuldet.



4 Berechnungen an einer

Referenzmaschine

Nachdem das Rechenmodell im vorangegangen Kapitel erstellt und beschrieben
wurde, werden nachfolgend konkrete Untersuchungen an einer Referenzmaschine
von ELIN durchgefiihrt. Dabei werden die Auswirkungen der beschriebenen Ef-
fekte berechnet oder simuliert bzw. analysiert. Im elektrisch-mechanischen Modell
wird unter Beriicksichtigung der Lastdaten der angetriebenen Arbeitsmaschine ein
ausgesuchter Hochlaufvorgang berechnet. Mit Hilfe von thermischen Netzwerken
wird der Rotor des SR-ASM modelliert und dessen Temperaturentwicklung wéh-
rend des Hochlaufvorganges simuliert. Die Temperaturberechnung basiert auf einer
Naherung, welche durch eine Diskretisierung der Modellkomponenten gebildet
wird. Dafiir muss eine geeignete Zerlegung des Rotors in einzelne Komponenten
gefunden werden. Ziel ist es, ausgehend von Teilanalysen symmetrische Bedin-
gungen zu schaffen und teilweise einflussarme Vereinfachungen zu treffen, um
ein moglichst ,einfaches” und dennoch realitidtsgetreues thermisches Modell des
Rotors nachzubilden. Es ist sinnvoll, im Modell einzelne Worst-Case Berechnungen

durchzufiihren, um die Auswirkungen etwaiger Vereinfachungen darzustellen.

4.1 Die Referenzmaschine

Bei der Referenzmaschine handelt es sich um einen 1000kW SR-ASM, der ein
Giiterfoderband antreibt. Der Motor wurde von ELIN ausgelegt und bereits an den
Kunden ausgeliefert. Tabelle 4.1| zeigt die Bemessungsdaten. Fiir die Simulationen
werden geometrische und elektrische Auslegungsdaten des Motors verwendet.
Diese diirfen jedoch aus Verschwiegenheitsgriinden nicht verdffentlicht werden.
Des Weiteren stehen fiir diese Maschine zahlreiche Messungen zur Verfiigung. Die

Daten zur Arbeitsmaschine wurden durch den Kunden spezifiziert. Der schaltbare
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Zusatzwiderstand wurde vom Lieferanten ausgelegt und fiir die Berechnungen
bereitgestellt. Als addquater Ersatz fiir die Netzimpedanz wird ein typischer Ver-
teiltransformator gewéhlt und dessen Herstellerangaben fiir die Berechnung der
Transformatorimpedanz angewendet. In den Tabellen 4.2l und 4.3/ sind die externen

Parameter dargestellt, welche die Basis fiir die Berechnungen bilden.

Bemessungsdaten Referenzmaschine

Py 1000kW [ 2p 6

Uy 66kV fv  50Hz

Ju  Alkgm? | ny 984 min—1
Ly 110A Ly 338A

Tabelle 4.1: Bemessungsdaten der Referenzmaschine

Bemessungsdaten Zusatzwiderstand

Stufe Ry Stufe Ry

440 | 10 120
310 | 11 1,00
220 | 12 09 O
210 | 13 0,7 Q)
190 | 14 0,6 Q)
1,80 | 15 04Q
1,6 Q | 16 03O
150 | 17 0,1Q
1,30 | 18 0,00

O 0O UTHk W~

Tabelle 4.2: Spezifikation des schaltbaren Zusatzwiderstandes mit den
Phasengrofsen

Bemessungsdaten Verteiltransformator

St 2500 kVA
Wicklungsmaterial ~Cu/Cu

Py 1700 W
P, 75°C 21000 W
123 6 %

Tabelle 4.3: Spezifikation des Verteiltransformators ([6], S. 2)

4.2 Ergebnisse aus dem elektrischen Modell

4.2.1 Einfluss der Nichtlinearitiat des Elektrobleches

Mit den Ersatzschaltbildparametern der Referenzmaschine und den definierten
Stufenwiderstanden fiir den Anlasswiderstand (Tabelle konnen die elektri-
schen Kenngroflen wie Drehmoment, Stator- bzw. Rotorstrom tiber den Schlupf fiir
jede Widerstandsstufe berechnet werden. Vor Berechnung der Drehmoment iiber

Schlupf- Kennlinie, ist der Einfluss der Netzimpedanz zu berticksichtigen.
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Aus den Spezifikationen eines typischen Verteiltransformators (Tabelle kann
die Impedanz des Transformators berechnet werden. Die Transformatorimpedanz
soll als Ersatz fiir die Netzimpedanz verwendet werden; es gilt Zy,;,, = Z7. Wie
in der Modellbeschreibung erwihnt, beeinflussen die abfallende Spannung an der
Transformatorimpedanz und der Hochlaufvorgang der Maschine den Magnetisie-
rungsstrom I,,. Um die Anderung des Magnetisierungsstroms und der Werte fiir
Reaktanz der Hauptinduktivitdt X, bzw. Resistanz des Eisenverlustwiderstandes
Ry, zu berticksichtigen, werden die gemessenen Kennlinien aus dem Leerlaufver-
such entsprechend den in Kapitel 2.2 beschriebenen Gleichungen umgerechnet.
Die beiden Kennlinien fiir Leerlaufstrom bzw. Leerlaufverluste in Abhidngigkeit
der Leerlaufspannung sind dem Anhang 7 Teil A zu entnehmen. Abbildung
zeigt die aus der Umrechnung entstandenen Kennlinien fiir die Hauptreaktanz
Xy, (a) und des Eisenverlustwiderstandes Ry, (b) in Abhéngigkeit des Magnetisie-
rungsstroms. In beiden Kennlinien ist der jeweilige Wert fiir den aus der Messung

ermittelten Leerlaufstrom gekennzeichnet.

Die beiden Kennlinien liegen dem anschlieflend durchgefiihrten Iterationsprozess

des Magnetisierungsstromes zu Grunde.
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Abbildung 4.1: (a) Hauptreaktanz als Funktion iiber den Magnetisierungsstrom,
(b) Eisenverlustwiderstand als Funktion iiber den Magnetisierungs-
strom - beide Kennlinien beinhalten den Widerstandswert fiir den
in der Leerlaufmessung ermittelten Leerlaufstrom; Anhang 7 Teil A
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Die Auswirkung der Einbindung von Netzimpedanz und Messkennlinien soll in
der Drehmoment tiber Schlupf- Kennlinie ohne Berticksichtigung des Zusatzwi-
derstandes anhand der Daten der Referenzmaschine gezeigt werden. Abbildung
[.2(a) zeigt den direkten Vergleich der Drehmoment iiber Schlupf- Kennlinien mit
und ohne den Einfluss der Netzimpedanz. Es ist ein bedeutender Einbruch des
Drehmoments im Anlaufpunkt (s = 0) und Kipppunkt (s = si) zu erkennen. Bei
Betrachtung des Kennlinienfeldes aus Abbildung wird ersichtlich, dass die
Verringerung des Kippmomentes einen nachteiligen Effekt auf den Hochlaufvor-
gang mit den Schaltwiderstinden bewirken kann. Zudem ist das Kippmoment
eine Grofse, woriiber die meisten Kunden informiert werden mochten. Abbildung
[.2|b) zeigt das prozentuale Verhiltnis der beiden Kennlinien. Wie aus der Theo-
rie bekannt ist, hat der Spannungseinbruch im Bereich des Anlaufs markante
Auswirkungen. Das Anlaufmoment ist fast um ein Viertel geringer. Aufgrund
des Hochschaltens des SR-ASM mit einem Anlasswiderstand wird der Bereich

zwischen s; < s = 1 jedoch weitgehend vermieden.
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Abbildung 4.2: (a) Drehmoment tiber Schlupf- Kennlinie mit bzw. ohne Berticksich-
tigung der Netzimpedanz, (b) prozentuales Verhiltnis der beiden
Kennlinien aus Bild (a)

4.2.2 Einfluss der Stromverdriangung

Im Kapitel 2.7 und 3.1 wurden bereits die auftretenden Effekte der Stromverdrin-

gung im Leiter ndher beschrieben. Im Folgenden werden die Auswirkungen der
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Stromverdrangung fiir die Statorwicklung und fiir unterschiedliche Leiterkonfigu-

rationen im Rotor der Referenzmaschine betrachtet.

Als erstes wird auf die Widerstandserhohung bedingt durch die Stromverdrangung
eingegangen. Mit den Daten der Statornutsauslegung der Referenzmaschine lasst
sich die Stromverdrangung berechnen. Die Wicklung ist zweischichtig ausgelegt,
wobei sich in der oberen Schicht eine Spule mit fiinf und in der unteren einen Spule
mit sechs Windungen befindet. Die Leiter der jeweiligen Windung sind nicht weiter
unterteilt, sodass sich eine Berechnung fiir insgesamt elf iibereinander liegende
massive Stdbe ergibt. Nach Anwendung der Gleichungen (2.8)-(2.13) errechnet sich
fiir den k, Faktor bei der Netzfrequenz von 50Hz ein Wert von knapp 1,05. Dies
bedeutet eine Erthohung des Widerstandes im Stator Ry um 5%.

Fiir die Feldverdrangung ergibt sich ein k, Faktor von ~ 1. Die Verringerung der
Streuinduktivitdt X5 von 0,013% kann in den weiteren Betrachtungen vernachlas-

sigt werden.

Als nédchstes erfolgt die Berechnung der Widerstandserhohung und der Stromdich-
teverteilung in der Rotorwicklung. Der Effekt der Widerstandserhtohung betrifft nur
den Rotorwiderstand R; und nicht den Zusatzwiderstand des Anlasswiderstands.
Betreffend der Stromverdrangung in den Rotorstdben ergeben sich zwei interessan-
te Falle der Wicklungskonfiguration, welche zuerst elektrisch und anschliefsend
thermisch analysiert werden.

Die Rotorwicklung der Referenzmaschine weist fiir die weitere Analyse zwei Krite-
rien auf. Die Verschaltung der Rotorwicklung entspricht einer Y - Serienschaltung
mit jeweils zwei Windungen in der Ober- und Unterschicht. Dies bedeutet, dass
der Phasenwert des Zusatzwiderstands (siehe Tabelle fiir die Berechnung
verwendet wird. In jeder Windung fliefst der Rotorstrom, womit aus der Sicht des
Strombelages der vierfache Rotorstrom innerhalb einer Nut anzunehmen ist.
Aufbauend auf der Fertigungsvorschrift seitens ELIN wurde eine Skizze dieser Lei-
terkonfiguration angefertigt (sieche Abbildung[4.3). Neben der original ausgefiihrten
Rotorwicklung der Referenzmaschine wird eine , Worst-Case Wicklung” angesehen.
Dabei wird aus der Zweischichtwicklung eine einschichtige Wicklung mit doppelter

Leiterhohe h;j .
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Abbildung 4.3: Skizze der verwendeten Leiterkonfiguration im Rotor der Referenz-
maschine - angelehnt an Fertigungsvorschrift von ELIN

Im néchsten Schritt werden die Unterschiede von Widerstands- und Feldverdran-
gungsfaktor der beiden Leiterkonfigurationen analysiert. Da in beiden Féllen die
Leiterstdbe nicht weiter unterteilt sind, wird der gleiche Berechnungsvorgang wie
fiir die Statorwicklung angewendet. Um einen direkten Vergleich zu illustrieren,
werden sowohl fiir Widerstands- als auch fiir Feldverdrangungsfaktor die Ergeb-
nisse fiir beide Leiterkonfigurationen in Abbildung gegeniibergestellt. Die
Rotorfrequenz dndert sich wie bekannt wahrend des Hochlaufvorganges, sodass

sich fiir den k, und k, Faktor eine Kennlinie in Abhédngigkeit des Schlupfs ergibt.

Abbildung [4.4(a) zeigt den k, Faktor in Abhéngigkeit des Schlupfs. Wie zu er-
warten, tritt bei der Wicklung mit einem grofsen Leiter eine wesentlich grofiere
Widerstandserhohung auf. Durch die Aufteilung der Stidbe in zwei Schichten wird
die Leiterhche und somit auch der k, Faktor geringer. Im Anlaufpunkt (s=1) zeigt
sich dabei ein Unterschied der effektiven Widerstandserhohung bei beiden Wick-

lungskonfigurationen von ca. 52%

Wie in Abbildung [.4(b) ersichtlich, wirkt sich die Wahl der Leiterkonfiguration im
Rotor auch erheblich auf das Streuungsverhéltnis aus. Es ist deutlich sichtbar, dass
eine Reduzierung der Stabhohe /; eine wesentliche Verbesserung des k, Faktors

hervorruft. Im Anlaufpunkt verringert sich das Streuverhéltnis um knapp 5%, was
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Abbildung 4.4: (a) k, Faktor tiber den Schlupf fiir Wicklungskonfiguration im
Rotor mit einem Leiter und zwei Leitern, (b) zeigt fiir die gleiche
Konfigurationen den k, Faktor

jedoch in der Folge die Drehmomentberechnung nicht entscheidend beeinflusst.
Eine Verdoppelung der Stabhohe wirkt sich markant auf die Rotorstreuung aus
und kann somit das Kippmoment beeinflussen. Der prozentuale Unterschied der

Streuinduktivitdtssenkung beider Kennlinien im Anlaufpunkt liegt bei ca. 29%.

,Im Bezug auf die Stromverdrangung wirken mehrere Leiter gleicher Leiterhche
hr, und gleicher Stromstérke, die in einer Nut nebeneinander liegen, wie ein Leiter
der Hohe hy, und einer Breite b;, die gleich der Summe der einzelnen Leiterbreiten
ist.” ([1], S. 411) Somit andert eine Halbierung der Leiterkonfiguration aus Ab-
bildung #4.3| entsprechend ihrer vertikalen Symmetrieachse nichts am Verhiltnis
2by, /by und folglich nichts am Parameter a laut Gleichung (2.8).

Fiir genauere thermische Untersuchungen im Rotorstab ist es wichtig, zusitz-
lich zur Widerstandserhohungen die Stromdichteverteilung tiber die Stabhohe zu
bestimmen. Auf Grund der vertikalen Symmetrie der Leiterkonfiguration (siehe
Abbildung ist es fiir die weiteren Berechnungen ausreichend, die Nut entspre-
chend ihrer Nutbreite zu halbieren. Betreffend des k, und k, Faktors sind durch

diese Vereinfachungen der Rotorwicklung keine Verdnderungen zu erwarten.

Betrachtet man die fiktiv angenommene Einstabwicklung in der Nut der Referenz-

maschine, wird eine erhohte Stromdichte im Leiter erwartet; vergleiche Kapitel
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Ausgehend vom simulierten Hochlaufvorgang der Maschine ergibt sich fiir
jede auftretende Rotorfrequenz f, ein unterschiedliches a laut Gleichung und
dementsprechend eine andere Stromdichteverteilung {iber die Stabhhe. Der un-
glinstigste Fall tritt bei einer Rotorfrequenz von 50Hz (Stillstand der Maschine) auf
und wurde fiir die Maschine simuliert. 4.5(a) zeigt die berechnete Stromdichtever-
teilung. Fiir die Berechnung wird der Rotoranlaufstrom pro Leiter I, 4 = 438Aﬁ

doppelt angesetzt, damit der Strom in der Nut gleich bleibt.

Der gleiche Berechnungsvorgang wird auch fiir die Berechnung der Stromdichte-
verteilung in der originalen Leiterkonfiguration der Referenzmaschine angewandt.
Um einen direkten Verleich mit der Ein-Leiterkonfiguration zu gewéhrleisten, wird
die Isolation zwischen Oberkante des Unterstabes und Unterkante des Oberstabes
vernachlédssigt; die Kurve der Stromdichte im Oberstab wire um die Dicke der
Isolation nach oben verschoben. Das Ergebnis der Berechnung der Stromdichte

tiber die Leiterhohe zeigt Abbildung [£.5(b).
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Abbildung 4.5: (a) zeigt die Stromdichteverteilung iiber die Hohe mit einem Leiter,
(b) zeigt die Stromdichteverteilung tiber die Hohe mit zwei Leitern

4.2.3 Auswirkungen auf die elektrischen Kenngrofsen

Im letzten Schritt des elektrischen Modells sollen die Auswirkungen der eben
beschriebenen Einfliisse auf den Drehmoment- und Stromverlauf wihrend des

geschalteten Hochlaufvorganges analysiert werden. Als Vergleichsbasis dient ein

5Der Strom ergibt sich aus der Hochlaufberechnung fiir das im folgenden Teilkapitel beschriebene
Simulationsszenario ohne Beriicksichtigung der Netzimpedanz (siehe Abbildung
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berechneter Hochlaufvorgang der Referenzmaschine mit den aus der Auslegung
bekannten elektrischen Parametern des Motors. Dabei wird der Einfluss der Netz-
impedanz und der Stromverdridngung nicht berticksichtigt. Die Spezifikationen fiir
die anzutreibende Arbeitsmaschine und dem extern bereitgestellten Anlasserwider-
stand sind in Tabelle 4.2] angefiihrt und fiir alle folgenden Untersuchungsszenarien

die gleichen.

Um den Drehmomentverlauf berechnen zu konnen, muss vorab ein Lastmoment
festgelegt werden sowie auf diesem aufbauend ein minimales Beschleunigungs-
moment fiir den Hochlaufvorgang. Letzteres dient als Schaltbedingung fiir den
Anlasswiderstand. Wird fiir das konstante Gegenmoment M; = 0,95 - My und fiir
die Untergrenze des Beschleunigungsmoments M, = 0,1 - My gewdhlt, so ergibt
sich als Hochlaufkennlinie des Drehmoments fiir die Referenzmaschine und ohne
Berticksichtigung weiterer Einfliisse die schwarze Kennlinie in Abbildung Zum
Vergleich dazu zeigt die blaue Kennlinie den Hochlauf unter Beriicksichtigung des

k, Faktors.

——-sM Kurve firr ite Stufe
——sMKunve firR', =0

— M Hochlaufkurve ohne k_Faktor
—— s-M Hochlaufkurve mit k. Faktor
———s-M Kurve fiir |

M/Mninpu

Abbildung 4.6: s-M Hochlaufkennlinie aus der Simulation mit und ohne k, Faktor

Die Abbildung [4.7 wurde auf Basis der gleichen Daten erstellt, jedoch mit dem Un-
terschied, dass hier die Verringerung des Kippmoments durch die Beriicksichtigung

der Netzimpedanz ersichtlich ist.
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—=s-M Kurve fur i-te Stufe

—— M Kurve fir R', = 0
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Abbildung 4.7: s-M Hochlaufkennlinie aus der Simulation mit k, Faktor und Be-
riicksichtigung des Spannungseinbruchs

Ein Vergleich der beiden Hochlaufkennlinien in Abbildung 4.7| zeigt, dass der Ein-
fluss des Spannungseinbruches aufgrund einer Netzimpedanz auf den gesamten
Hochlaufvorgang minimal ist. Es dndert sich der drehzahlabhédngige Schaltzeit-
punkt des Anlasswiderstands. Die sich eigentlich negativ auf das Drehmoment
auswirkenden Einfliisse der beschriebenen Effekte werden durch den geschalteten
Hochlauf gut kompensiert, da hauptsidchlich der Momentenbereich nach dem Kipp-
schlupf sy > s > s, relevant ist. Fiir die weiteren Untersuchungen wird deshalb der

Einfluss der Netzimpedanz nicht berticksichtigt; der k, Faktor jedoch schon.

Ein dhnliches Bild ergibt die Analyse fiir den Rotorstrom. Abbildung zeigt
den unterschiedlichen Verlauf des Rotorstromes mit und ohne k, Faktor, wobei
ein minimaler Unterschied ersichtlich ist. Auch der Einfluss der Netzimpedanz
wirkt sich kaum auf den Kennlinienverlauf aus. Die blaue Kennlinie mit dem
Einfluss des k, Faktors wird in der Folge fiir die Verlustberechnung wéhrend des
Hochlaufvorganges verwendet. Der markierte Anlaufstrom I, 4 bei s = 1 zeigt den

Strom fiir die Stromdichteberechnung aus Abbildung

4.3 Ergebnisse aus dem mechanischen Modell

Die im elektrischen Modell errechnete Drehmoment iiber Schlupf- Kennlinie dient

als Eingang fiir das in Simulink erstellte mechanische Modell. Als zweite Eingangs-
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——-s-Is Kurve fiir i-te Stufe
= ——s-Is Kurve fiir R', = 0
——s-Is Hochlaufkurve ohne k_Faktor
——s-Is Hochlaufkurve mit k_Faktor

Abbildung 4.8: s-Ir Hochlaufkennlinie mit und ohne k, Faktor aus der Simulation

grofie wird das Lastmoment My, der Arbeitsmaschine definiert. Es konnen dabei
unterschiedliche Momentcharakteristiken simuliert werden. In dieser Simulation
wird ein konstantes Lastmoment angenommen. Die Lasttrdgheit des anzutrei-
benden Gesamtsystems wurde von der Spezifikation des Kunden tibernommen
und betragt in etwa das 12-fache Tragheitsmoment des SR-ASM. Die Lasttragheit
kann auch variiert werden, um die Auswirkungen linger andauernder Anldufe
zu simulieren. Abbildung zeigt den Verlauf der mechanischen Drehzahl n,,
wahrend der Simulationszeit. Der belastete Hochlauf dauert ca. 29 Sekunden und

die Motordrehzahl betrdgt im Betriebspunkt ca. 985 1/min.

T
1000~ =

900 / N
800 —

700~ —

600|— -

-1

in min

500 —

nm

400~ -

300(— =

200 ~

100~ -

L
0 10 20 30 40 50 60
tin sek

Abbildung 4.9: Mechanische Drehzahl wihrend des Hochlaufvorgangs



Berechnungen an einer Referenzmaschine 53

Die Anlaufzeit ldsst sich ebenso tiber die Gleichung numerisch berechnen
und ergibt 28,48 Sekunden.

Die Charakteristik der Kurve spiegelt den stufenférmigen Hochlaufvorgang wider.
Nach jeder Schaltstufe steigt die Kurve steil an und flacht vor dem néchsten Schalt-
punkt wieder ab. Diese Eigenschaft ergibt sich durch die Hohe des auftretenden
Beschleunigungsmoments, welches integriert wird. Da bei den letzten Schaltperi-
oden das Beschleunigungsmoment besonders hoch ist (vgl. Abbildung[4.6), ergeben

sich besonders steile Flanken.

4.4 Modellierung thermischer Netzwerke einzelner

Teilkomponenten

Nachdem der Hochlaufvorgang fiir die gewihlte Anlaufkonfiguration des Ma-
schinensatzes bestehend, aus Antriebs- und Arbeitsmaschine, elektrisch und me-
chanisch simuliert wurde, sollen nun die thermischen Auswirkungen an dem
Antriebs-Asynchronmotor mit Schleifringen nachgebildet werden. Der Fokus wird
dabei auf den thermisch stark beanspruchten Rotor gelegt. Der Rotor des Motors
wird zur Modellierung in einzelne Teilkomponenten zerlegt und deren Tempera-
turentwicklung in einem radialen sowie axialen thermischen Modell betrachtet.
Mit Hilfe dieser Teiluntersuchungen soll tiberpriift werden ob Vereinfachungen
zuldssig sind, damit Stiick fiir Stiick ein einfaches aber aussagekriftiges Modell des

Rotors nachgebildet werden kann.

Vor Beschreibung der Modelle und Analyse der Ergebnisse sind die geltenden Ma-
terialeigenschaften festzulegen. Diese sind Materialcharakteristika wie thermische
Leitfahigkeit A, spezifische Warmekapazitét ¢, und Materialdichte p. Tabelle

zeigt die verwendeten Parameter fiir die thermische Modellierung.

Material & Ci’ &
mK kgK dm3
Kupfer 394 385 8,96

Elektroblech laminiert (radial) 30 465 7,70
Elektroblech laminiert (axial) 3,50 465 7,70
Isolation 025 2380 1,12

Tabelle 4.4: Thermische Eigenschaften von Materialien bei Raumtemperatur von
20°C ([8], Seite 536)
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Bei dem gewalzten und laminierten Elektroblech gibt es beziiglich der thermischen
Leitfahigkeit Unterschiede in radialer und axialer Richtung. Dies ist damit zu be-
griinden, dass bei der radialen Verteilung die Warme entlang des Blechquerschnitts
transportiert wird. Bei der axialen Verteilung hingegen muss der Warmefluss ent-
lang der Hohe des Eisenpakets durch die geschichteten Bleche. Die Laminierung
der einzelnen Bleche bremst den Warmefluss erheblich. Die thermische Leitfa-
higkeit des Elektrobleches in axialer Richtung wurde nach Riicksprache mit dem
Verantwortlichen fiir die thermischen Berechnungen bei ELIN mit 3,5 W/mK ange-
nommen. Die Aussage von ELIN beruht auf Messungen.

Ahnlich schwierig ist die Ermittlung der thermischen Leitfahigkeit des Isolations-
materials. Bei der Isolation von Kupferstaben werden unterschiedliche Materialien
fiir Teilleiter- und Hauptisolation sowie Nutauskleidung verwendet. Zusitzlich ist
anzunehmen, dass sich beim Bandagieren der Leiter speziell im Wickelkopf auch
kleine Lufteinschliisse bilden. Auch hier wurde zur Parametrierung des Modells
Riicksprache mit dem Verantwortlichen fiir die thermischen Berechnungen gefiihrt
und ein Richtwert fiir die thermische Leitfdhigkeit der gesamten Isolation von 0,25
W/mK festgelegt.

Um den Warmetransport - durch Konvektion der zirkulierenden Luft an den Grenz-
flachen von Kupferstabisolation bzw. Elektroblech - in die Luft zu beriicksichtigen,
muss zur Bestimmung des thermischen Widerstandes ein Warmetibergangskoeffi-
zient oy, festgelegt werden. Dabei ist davon auszugehen, dass in den Luftschlitzen
und im Bereich des Wickelkopfes unterschiedliche Warmetibergangskoeffizienten
auftreten. Fiir erste Simulationen wurde dieser Koeffizient fiir beide Ubergénge
mit 30 W/m?K angenommen. Im Zuge der Verfeinerung des thermischen Modells

wird dieser Parameter spdter durch Vergleich mit Messungen angepasst.

Fir die Verlustberechnung wird die Temperaturabhédngigkeit des elektrischen
Widerstandes berticksichtigt. Aus Gleichung lasst sich der spezifische Wi-
derstand fiir eine hohere Temperatur berechnen. Unter der Annahme, dass die
spezifische Leitfahigkeit von Kupfer bei 25°C ungefahr 58 - 10°Sm 1 ist, ergibt sich
aus dem Kehrwert ein spezifischer Widerstand von ca. 1,724 - 10-8Qm ([9], S. 136).
Daraus wird mit Hilfe der linearen Beziehung zwischen Temperatur und Wider-

stand die spezifische Leitfahigkeit fiir Kupfer mit xc, 99 ~ 45 - 10°Sm~! bei einer
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Temperatur von 90°C bestimmt. Dieser Wert wurde fiir die weiteren Simulationen

verwendet.

4.4.1 Axiales thermisches Modell fiir ein Rotorteilstiick

Als erstes wird die axiale Temperaturverteilung im Rotorstab in einem thermischen
Modell betrachtet. Der zu modellierende Korper wird vorerst ohne Wickelkopfe
betrachtet. Der Korper besteht aus einem Rotorstab, eingebettet in eine Eisennut,
welche in axial geschichteten Elektroblechen mit der Gesamtpaketldnge Ir, gestanzt
ist. Zwischen den beiden Korpern befindet sich eine Isolationsschicht, welche fiir
das Modell aus einem Material bestehend angenommen wurde. Im Eisenpaket des
Rotors sind zusétzlich zur Eisenldnge Ir,, 1, Luftschlitze vorhanden. Der isolierte
Kupferstab wird ins gesamte Eisenpaket eingeschoben, sodass im Liiftungsschlitz
Kontakt zur Luft besteht. Abbildung zeigt eine schematische Skizze des Rotors
ohne Wickelkopfe. Um fiir das Gesamtmodell eine geeignete Unterteilung des Ro-
tors in axialer Richtung zu wihlen, wird ein Teilstiick des Rotors modelliert. Dabei
werden bestimmte symmetrische Bedingungen definiert, welche in Abbildung
anhand der gezeichneten Symmetrieachsen ersichtlich sind. Das Rotorpaket wird
abhingig von der Anzahl der Luftschlitze n, in n, + 1 gleich grofie Eisenpaket-
stapel unterteilt; bei der Referenzmaschine sind das 17 Stapel. Es ergibt sich eine
Eisenldnge des Stapelteilstiicks von Tre = Ipe/ (ny + 1). Zusitzlich wurden bei dem

Teilstiick auf beiden Seiten jeweils eine halbe Lange des Luftschlitzes berticksichtigt.
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Abbildung 4.10: Schematische axiale Darstellung des Rotors ohne Wickelkopfe
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Wie Abbildung zeigt, befindet sich das beschriebene Teilstiick zwischen den
Symmetrieachsen 1 und 2. Ebenso ist die Kopplung der einzelnen Teilstiicke iiber
den Kupferstab im Luftschlitz auf beiden Seiten der jeweiligen Symmetrieachse

ersichtlich. Es ergibt sich eine Gesamtldnge des betrachteten Modells von Tre + 1.

Abbildung zeigt die schematische axiale Darstellung des Teilstticks.
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Abbildung 4.11: Schematische axiale und radiale Darstellung des Rotorteilstiicks

Um beurteilen zu kénnen, ob die gewdhlte Unterteilung als Naherung ausreichend
ist, muss der axiale Temperaturunterschied zwischen Anfangs- und Endpunkt der
Teilkomponente analysiert werden. Betrachtet man den Korper des Teilstticks, so
ist davon auszugehen, dass die hochste Temperatur genau in der Mitte auftritt,
da an den Réndern die Kiihlung durch Luft erfolgt. Das bedeutet idealerweise
den gleichen Warmetransport von diesem Punkt bis zu den Endfldchen des Teil-
stiicks. Deshalb wird der Korper fiir die Analyse aus Symmetriegriinden in der
Mitte geteilt. Dasselbe gilt fiir die beiden Kupferstabsegmente, welche sich im Luft-
schlitz befinden. Wegen der in Abbildung gezeigten Symmetriebedingungen
ist anzunehmen, dass an den Grenzflachen der jeweiligen Seite im Luftschlitz kein
Temperaturunterschied zum nachfolgenden Kupferstabsegment vorhanden ist und
an der Schnittlinie der Symmetrieachse 1 und 2 die hochste Stabtemperatur fiir das
Stabsegment im Luftschlitz auftritt. Der in der Lange reduzierte Kérper wird in

Abbildung gezeigt und liegt zwischen den Symmetrieachsen 1 und 3.

Abbildung zeigt ebenso den radialen Schnitt des Rotors. Es ist davon auszuge-
hen, dass in der Mitte der Zahnbreite und in der Mitte der Nutbreite die hochste
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Temperatur auftritt. Deshalb werden symmetrische Bedingungen angenommen
und nur der Korper zwischen den beiden Symmetrieachsen 4 und 5 betrachtet. Fiir
die Nut gilt damit die bereits bei der Stromverdrangung beschriebene vertikale

Symmetrie.

Der zu modellierende Korper besteht aus je einem Kupferstab in Ober- und Un-
terschicht in der Lange Ire/2 4 1,/2 mit einem Querschnitt von h x by; by ist in
Abbildung 4.3/ ersichtlich und fiir den Wert von /, ist entsprechend die Rotorkonfi-
guration mit einem Stab (doppelte Hohe) bzw. zwei Stdben zu berticksichtigen. Die
Kupferstibe sind fiir das Modell in der verbliebenen L-formigen Eisennut eingebet-
tet, wobei die gesamte Rotornutbreite by halbiert wird. Der Zwischenraum wird
als mehrlagige Isolation inklusive Trankharz angenommen (vgl. Abbildung
wodurch sich aus den Berechnungsdaten eine Isolationsbreite von bys, = 1,43mm
und eine Isolationshthe vom Nutgrund aus von hyg, = 1,88mm ergibt. Die gesamte
Zahnbreite by wird aus 7(D, — 4hn/3)/ N, — by berechnetlﬂ und fiir das Modell
halbiert; die Hohe des Joches h; ergibt sich aus (D, — D;r)/2 — hy.

Entsprechend der in Kapitel [3.3] beschrieben Modellbildung wird nun fiir das Teil-
stiick der Lange [f,/2 ein thermisches Modell mit n = 20 Differentialgleichungen
in der Form erstellt. Dazu werden das Kupfer- und das Eisenpaketstiick
unabhéngig von einander betrachtet und fiir beide ein thermisches Netzwerk in
Anlehnung an Abbildung [2.6|erstellt. Das Eisenpaket zwischen den beiden Sym-
metrieachsen 4 und 5 in Abbildung wird in einen Zahnteil und einen Jochteil
unterteilt und die beiden Teile iiber einen thermischen Widerstand miteinander
gekoppelt. Die Gesamtbreite des Jochs ergibt sich aus halber Nut- und halber
Zahnbreite.

Zur Parametrierung der thermischen Widerstinde und Kapazititen werden die
Gleichungen und angewendet. Da eine Unterteilung der Linge in n
gleich grofie Stiicke durchgefiihrt wird, gilt fiir den thermischen Widerstand in

axialer Richtung je Netzwerk

Ri2 = Ry3 = ... = Ry920 = Ry, (4.1)

6D, und D, steht fiir Auen- bzw. Innendurchmesser des Rotors und N; fiir die Nutanzahl
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und fiir die Warmekapazitat
Ci=C=..=Cyp=0Cy (4.2)

Die beiden Netzwerke werden tiber einen weiteren thermischen Widerstand zwi-
schen ihren gleich nummerierten Knotenpunkten parallel geschaltet. Dies entspricht
dem Wiarmeiibergang zwischen Kupferstab - Isolation - Zahn/Joch und der ther-
mische Widerstand setzt sich aus drei Teilwiderstinden zusammen, welche addiert
werden. Zur Berechnung des Ubergangwiderstandes Reyza wird als Wegldnge im
Sinne der Worst-Case Berechnung die halbe Kupferbreite, die ganze Isolationsbreite
und die halbe Zahnbreite angenommen. Fiir die Berechnung des Ubergangwider-
standes R.,j, wird als Weglidnge die halbe Kupferhthe, die ganze Isolationshthe
und die halbe Jochhohe angenommen. Bei beiden Widerstanden ist der Anteil
des Isolations- am gesamten Ubergangswiderstand ca. 97%; sodass der Anteil des

Kupfer- und Eisenwiderstandes kaum ins Gewicht fallen.

Um die Konvektion im Modell zu berticksichtigen muss neben dem Warmeiiber-
gangskoeffizient ay, auch die Flache definiert werden, an der die Luft ,, angreift”.
Fiir den Ubergang am Ende des Blechstapels zur Luft (Knoten 1) ergibt sich als
Grenzflache die halbe Zahnbreite mal die Leiterhohe fiir den Zahnteil und die
Summe aus halber Nut- und halber Zahnbreite mal die Jochhohe fiir den Joch-
teil, da der Kontakt zur Luft direkt im Luftschlitz erfolgt. Fiir das Modell des
Eisenpaketstapels gilt, dass die n-te Differentialgleichung um einen Term fiir den
Wirmeiibergang zur Luft erweitert wird.

Der Warmetibergang vom Kupferstab in die Luft erfolgt tiber die Lange [, /2, da
die Luft direkt am Stab zirkuliert. Die Isolation liegt iiber der gesamten Lange am
Kupferstab an und muss deshalb auch beriicksichtigt werden. Der Ubergangswider-
stand gliedert sich somit in zwei serielle Teilwiderstinde, welche addiert werden.
Um die Naherung zu prézisieren, wird dieses Leiterteilstiick der Lange I,/2 in vier
Kupferteilstiicke der Lange I, /(2 - 4) unterteilt und iiber die entstehende Grenzfla-
che eine Warmeabfuhr tiber Isolation in die Luft berticksichtigt. Die Grenzflache
bildet sich entsprechend der Symmetrie aus dem halben Stabumfang und der Kup-
ferteilstiicklange; die Leitergrenzflache an der Nutdffnung entféllt, da durch den

Nutverschlusskeil kein Kontakt zur Luft angenommen wird. Aus den Gleichungen
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(2.47) und (2.49) lassen sich unter Berticksichtigung der Isolationsbreite die beiden
Teilwiderstinde berechnen. Um die beiden Kupferstabmodelle (Stab im Eisenpaket
bzw. im Luftspalt) thermisch zu koppeln, wird ein Ubergangswiderstand der jewei-

ligen halben Lange der aneinander grenzenden Teilstiicke berechnet.

Die Bestimmung der passiven Bauteile des Netzwerkes ist somit vollstindig. Die
Werte fiir die Verlusteintrdge P errechnen sich aus den elektrischen Eisen- bzw.
Kupferverlusten im Rotor. Fiir das axiale Modell gilt sowohl fiir die beiden Kup-
ferteilstiicke als auch fiir das Eisenpaketteilstiick, dass jeweils eine konstante

Verlusteinpragung tiber die Korperlinge angenommen wird
Pp=P=..=Py=P"P, (4.3)

Die Berechnung der Eisenverluste im Zahn erfolgt nach den Gleichungen
bis (2.44). Der Frequenzfaktor ist die einzige sich iiber den Hochlauf &ndernde
Grofde, da er von der Rotorfrequenz abhédngig ist. Die Parameter € = 1,24 und
o = 0,46 werden fiir die Verlustziffer Vjo bei 1T mit dem korrespondierende Faktor
X = 1,7 des verwendeten Bleches aus einem Tabellenbuch gewahlt ([11], S. 155).
Die Definition der Verlustziffer kann nicht exakt erfolgen, da vom Blechhersteller
Werte mit Toleranzen angegeben werden ([17], S. 4). Die Flussdichte im Zahn Bz
fiir den Nennpunkt ergibt sich aus den technischen Daten von ELIN zu 1,68T. Der
Caterfaktor wird mit k. ~ 1 angenommen. Zur Bestimmung der Eisenverluste im
Zahn wird die Masse des n-ten Teilstiicks aus der Materialdichte laut Tabelle
und dem betrachteten Volumenanteil, bestehend aus Querschnittfliche mal n — te
Stapellange, berechnet. Abbildung [4.12(a) zeigt die Verteilung der Eisenverluste im
Zahn tiber den Schlupf.

Eine dhnliche Berechnung gilt fiir die Eisenverluste im Joch. Die Flussdichte wird
in gleicher Hohe wie im Zahn angenommen. Die Verlustverteilung ist {iber den
Schlupf in seiner Charakteristik gleich wie bei jener im Zahn, jedoch mit anderen

Absolutwerten aufgrund der Geometrie.

Es sei an dieser Stelle vermerkt, dass die angenommenen Flussdichten im Nenn-
punkt in Zahn und Joch wihrend des Hochlaufvorganges aufgrund der auftre-
tenden hoheren Strome effektiv geringer sein werden. Im Sinne der Worst-Case
Berechnung werden jedoch fiir den gesamten Hochlauf die Flussichten aus dem

Nennpunkt gewdhlt.
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Bei der Berechnung der Kupferverluste muss wiederum die Leiterkonfiguration in
Ein- oder Zweistabmodell unterschieden werden. Bei der Betrachtung des axialen
Modells wirkt sich die Anordnung der Leiter nur in der Absolutgrofie der Verluste
aus, sodass die unterschiedliche lokale Verteilung tiber die Leiterhohe nicht genauer
analysiert werden muss. Die Kupferverluste ergeben sich aus dem Integral des
Stromdichtequadrats laut Gleichung (2.39), wobei die Geometrieparameter zur
Berechnung der Stromdichte fiir die beiden Leiterkonfigurationen in der Hohe
zu unterscheiden sind. Da der Kupferstab entsprechend seiner Lage in zwei Teile
(Kupferstab im Eisenpaket bzw. im Luftschlitz) unterteilt wurde, muss zur Bertick-
sichtigung der Verluste im Modell die jeweilige Teilsttickliange fiir die Berechnung
eingesetzt werden. Abbildung [£.12(b) zeigt die Verteilung der Kupferverluste eines
Teilstiickes der Lange Ire/2n im Eisenpaket iiber den Schlupf fiir beide Leiterkonfi-
gurationen. Die absoluten Verluste sind bei einer Leiterkonfiguration mit 2 Leitern

aufgrund der besseren Stromdichteverteilung geringer; gestrichelte Kennlinie.
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Abbildung 4.12: (a) Zahnverlustkennlinie {iber Schlupf fiir n-tes Teilstiick im Zahn,
(b) Kupferverlustkennlinie tiber Schlupf fiir n-tes Teilstiick im
Eisenpaket

Fiir das axiale thermische Modell ergibt sich ein thermisches Ersatzschaltbild (siehe
Abbildung mit der zugehorigen Parameterdefinition laut Tabelle

Mit Hilfe der Interpolationsfunktion in Matlab werden die Verlustkennlinien ent-
sprechend des simulierten Hochlaufvorganges als Kennlinie iiber die Zeit umge-

rechnet und die zeitabhidngigen Verluste in das thermische Modell eingepragt.
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Abbildung 4.13: Thermisches Netzwerk des axial unterteilten Rotorstabes

Parameter [ Definition

Geu Wairmeiibergang zwischen den Kupferteilstiicken im Eisenpaket

Geuw Wairmeiibergang zwischen den Kupferteilstiicken im Luftschlitz

Geucuo Wairmeiibergang zwischen dem Kupferteilstiick im Eisenpaket zu jenem im Luftschlitz
Geuza Wirmeitibergang zwischen den Kupferteilstiicken zum Zahn

Geujo Wairmetibergang zwischen den Kupferteilstiicken zum Joch

Gza, Gjo Wairmeiibergang zwischen den Eisenteilstiicken in Zahn und Joch

Gzajo Wirmeiibergang zwischen den Zahnteilstiicken zum Joch

Geuvair Wirmeiibergang zwischen den Kupferteilstiicken im Luftschlitz zur Luft
Gaaair Wairmeiibergang zwischen dem duflersten Zahnteilstiick zur Luft

Gjoair Wairmeiibergang zwischen dem duflersten Jochteilstiick zur Luft

Ceu, Ceuv Wairmekapazitit der Kupferteilstiicke im Eisenpaket bzw. Luftschlitz

Cza, Cjo Wirmekapazitdt der Zahn- bzw. Jochteilstticke

P, Pow Kupferverluste der jeweiligen Kupferteilstiicke im Eisenpaket bzw. Luftschlitz
Pza, Py Eisenverluste der jeweiligen Zahn- bzw. Jochteilstiicke

Tabelle 4.5: Parameter fiir das thermische Netzwerk aus Abbildung

Fiir die Simulation wird als Referenztemperatur eine Umgebungstemperatur von
25°C gewadhlt. Abhédngig von der Referenztemperatur wird bei den Simulations-
vorgédngen die stationdre Endtemperatur im Bereich von 90° erwartet. Fiir diese
Temperatur wird eine spezifische Leitfahigkeit fiir Kupfer xc, 90cc berechnet und
fir die Verlustberechnung verwendet. Fiir die Simulation wurde die Wicklungs-
konfiguration mit einem Stab im Rotor gewihlt. Bei einer simulierten Betriebszeit
von zwei Stunden ergibt sich fiir das axial modellierte Rotorteilstiick eine Tem-
peraturerhhung im Rotorstab wie in Abbildung dargestellt. Wahrend des
Hochlaufvorganges steigt die Temperatur aufgrund des hoheren Hochlaufstromes
sehr steil an bis der Hochlauf nach ca. 29 Sekunden abgeschlossen ist. Im Rotor

steigt die Temperatur in dieser Zeit um ca. 16K. Nach zwei Stunden erreicht die
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Temperatur im Rotor ungefdhr ihren Endwert und es ergibt sich abziiglich der
Referenztemperatur eine Erhohung von ca. 57K. Auch wenn der Unterschied nur
minimal ist, steigt die Kupfertemperatur im Kern des Eisenpaketes auf einen ho-
heren Temperaturwert als im Luftschlitz. Die Temperaturdifferenz zwischen den
beiden Endpunkten des Kupferstabes betragt weniger als ein Kelvin. Grund dafiir

ist die gute Warmeleitfahigkeit im Kupfer.
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Abbildung 4.14: Temperaturerhdhung im Kupferstab des axial modellierten
Teilstiicks

In Abbildung ist die zur Simulation korrespondierende Erhohung der Zahn-
temperatur am Beginn und am Ende des Eisenpakets zu sehen. Der Temperaturun-
terschied zwischen den beiden Punkten betrdgt im stationdren Zustand ca. 4,6K.
Dies ist auf die schlechte axiale Leitfahigkeit im Blech zuriickzufiihren. Fiir die
Temperaturverteilung im Joch gelten dhnliche Bedingungen, gesamt ergibt sich

jedoch aufgrund der hoheren Masse eine geringere Temperaturerhohung.

Nach Riicksprache mit dem Verantwortlichen bei ELIN kann der Temperaturun-
terschied sowohl im Kupfer als auch im Eisenpaket vernachldssigt werden. Der
Fehler im Modell durch die Vernachldssigung einer Unterteilung im Eisenpaket in
axialer Richtung ist nicht besonders grof3, da der Temperaturunterschied zwischen
Kupfer und Eisenpaket im Vergleich zu Kupfer und Luft gering ist. Daraus lasst
sich schliefen, dass ein Grofteil der Warme tiber die Luft abgegeben wird und
sich eine genauere Bestimmung der lokalen Eisentemperatur im Modell kaum

bemerkbar macht.



Berechnungen an einer Referenzmaschine 63

Skt

70~ =06,

it N | | | | | |
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000
tin sek

Abbildung 4.15: Temperaturerh6hung im Zahn des axial modellierten Teilstticks

Das Ergebnis dieser Untersuchungen zeigt, dass die gewidhlte Naherung fiir das dar-
auf aufbauende Gesamtmodell ausreichend ist und axial keine feinere Aufteilung

als in Abbildung gezeigt, erforderlich ist.

4.4.2 Radiales thermisches Modell eines Rotorteilstiicks

Als néchstes gilt es die radiale Temperaturverteilung im Rotorstab mit einem ther-
mischen Modell zu analysieren. Damit soll die Auswirkung der unterschiedlichen
Stromverdrangung entlang der Kupferstabhohe auf die Stabtemperatur visualisiert
und der Temperaturunterschied zwischen Stabober- und Stabunterkante abge-
schitzt werden. Dadurch soll eine Aussage ermoglicht werden, ob der Stab zur
Berticksichtigung im thermischen Modell in seiner Hohe unterteilt werden muss.

Die Vorgehensweise ist dhnlich wie bei der Erstellung des axialen Modells. Auch
hier wird fiir die Modellerstellung der Teilkorper aus Abbildung samt den
geltenden Symmetrieeigenschaften als Ausgangsbasis verwendet. Der betrachtete
Korper ist somit derselbe, lediglich die Geometrien fiir die Parametrierung des
thermischen Modelles dndern sich.

Fiir das Modell werden Kupferstab und Zahn unabhéngig voneinander betrach-
tet. Die beiden gleich hohen Korper werden entsprechend ihrer Hohe in n = 32
Teilkorper unterteilt. Damit ergeben sich fiir das jeweilige Warmenetzwerk (vgl.

Abbildung 32 Knoten bzw. Differentialgleichungen in der Form (2.58).
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Fiir die thermischen Widerstdnde und die Kapazitiaten der Netzwerke gelten jeweils
die Gleichungen und (#.2).

Unter Berticksichtigung der Isolation erfolgt eine thermische Koppelung der beiden
Netzwerke {iber einen parallelen Widerstand zwischen den gleich nummerierten
Knotenpunkten. Der Widerstand setzt sich aus den drei Teilwiderstdanden zusam-
men. Die Weglange bleibt unverdndert, lediglich die Querschnittsflache dndert
sich entsprechend der Unterteilung im Vergleich zu Kapitel Am gesamten
Ubergangswiderstand ist der Anteil des reinen Isolationswiderstandes mit 97% am

grofsten.

Um das Joch und seinen Warmeiibergang vom Kupferteilstiick iiber die Isolati-
on am Nutgrund und vom parallel gefiihrten Zahnteilstiick zu berticksichtigen,
wird ein Korper der Groe (by + bz)/2 x Ire/2 x h; fiir das Joch angenommen.
Die thermische Kopplung ans Kupfer bzw. den Zahn erfolgt iiber die Wegldnge
hp/2n + his + hy/2.

In diesem Modell wird ebenso die Konvektion der Luft berticksichtigt. Die War-
meiibergangsparameter fiir Kupfer bzw. Eisen zu Luft bleiben gleich wie in Ka-
pitel Als Grenzflache fiir den Warmetransport vom Zahn in die Luft wird
hr/n x bz /2 definiert. Im Vergleich zum axialen Modell wird im radialen Modell
jedoch in jeder Differenzialgleichung ein Ubergang vom Zahn in die Luft beriick-
sichtigt. Fiir das Joch ergibt sich gleich wie im axialen Modell eine Entwarmung in
die Luft tiber die Flache hj x (by + bz) /2.

Der Warmetibergang vom isolierten Kupferstab in die Luft wird in den Luftschlit-
zen durch zwei serielle Teilwiderstdnde realisiert. Eine Grenzteilfliche wird entlang
der Hohe definiert und in jeder der n Differenzialgleichungen berticksichtigt. Die
Flache setzt sich aus /1 /n mal die Liiftungsschlitzlange I, /2 zusammen. Hinzu
kommt fiir die Differenzialgleichung am Nutgrund ein Warmetransport tiber die
Grundfldche mit der Leiterbreite by ; an der Nutdffnung wird aufgrund des Nutver-

schlusskeils keine Entwdarmung angenommen.

Die Verlusteintrdge im Eisenpaket errechnen sich wiederum aus den Eisenverlusten
der Maschine und sind in allen Teilkorpern gleich grof, sodass Gleichung (4.3) gilt.
Die Berechnung fiir Zahn und Joch erfolgt mit den gleichen Parametern wie in

Kapitel lediglich die anteilsméafige Eisenmasse dndert sich und wird iiber
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das Volumen aus den abgednderten Geometriedaten bestimmt. Die Verteilung der
Eisenverluste tiber den Schlupf folgt derselben Verteilung wie in Abbildung[4.12(a),

lediglich die Absolutwerte sind andere.

Anders als beim axialen Modell sind die Verlusteintrage P, im Kupferstab beim
radialen Modell unterschiedlich, sodass P; # P, # .. # P3 gilt. Dies ist auf die
unterschiedliche Stromdichte entlang der Hohe zuriickzufiihren. Deshalb muss die
Leiterkonfiguration im Rotor in die Berechnung einfliefSen. Grundsitzlich erfolgt
die Berechnung nach den Gleichungen und (2.40). Da der Leiter im Einleiter-
modell entlang der Hohe in 32 Teilstiicke (bei der Konfiguration mit zwei Leitern
in jeweils 16 Teilstiicke) unterteilt ist, muss dies bei der Auswertung des Integrals
bei den Grenzen berticksichtigt werden. Damit kann fiir jedes Teilstiick das exakte
Stromdichtequadrat bestimmt werden und unter Beriicksichtigung der dazuge-
horigenden Geometrie, die umgesetzte Leistung in den einzelnen Kupferstiicken
entlang der Hohe. Die Stromdichteverteilung ist abhdngig von der Leiterkonfigu-
ration (vgl. Abbildung und wird in Gleichung berticksichtigt. In der
Berechnung muss die Grofie des Stromes so angepasst werden, dass fiir beide
Leiterkonfigurationen derselbe Strombelag in der halben Nut herrscht; doppelter
Rotorstrom bei nicht unterteiltem Leiter.

Fiir jedes Teilstiick entlang der Leiterhche ergibt sich eine Kennlinie mit der Kur-
venform aus Abbildung[4.12(b). Entsprechend der Hohe der Stromdichte in jedem
Teilstiick im Ein- und Zweileitermodell dndert sich der Absolutwert. Fiir beide
Leiterkonfigurationen treten die hochsten Verluste in der Schicht unmittelbar an

der Nutoffnung auf.

Fiir den radial unterteilten Rotorstab ergibt sich ein thermisches Ersatzschaltbild
(siehe Abbildung 4.16) mit der zugehdrigen Parameterdefinition laut Tabelle 4.6.

Das parametrierte thermische Modell wird mit den selben Randbedingungen wie in
Kapitel simuliert. Lediglich fiir die Wicklungskonfiguration wird jene mit zwei
Leitern gewdhlt. Dabei muss auch die Isolation zwischen den beiden Stdben entlang
der Hohe beriicksichtigt werden, was fiir den thermischen Ubergang zwischen
Unterkante des Oberstabes und Oberkante des Unterstabes eine Verschlechterung
bewirkt. Fiir die Berechnung des Widerstandes wurde eine Isolationshche von

insgesamt 3,52mm gewdhlt.
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Abbildung 4.16: Thermisches Netzwerk des radial unterteilten Rotorstabes

Parameter | Definition

Geu Wairmetibergang zwischen den Kupferteilstiicken

Geuiso Wirmetibergang zwischen den beiden Stdben unter Berticksichtigung der Isolation
Geuza Wairmetibergang zwischen den Kupferteilstiicken zum Zahn

Geujo Wairmeiibergang von dem Kupferteilstiick zum Joch

Gza, Gjo Wairmeiibergang zwischen den Eisenteilstiicken in Zahn und Joch

Gzajo Wairmeiibergang von dem Zahnteilstiick zum Joch

Geuairk Wairmeiibergang zwischen den Kupferteilstiicken zur Luft entlang der Leiterhohe
Geuairn Wairmeiibergang zwischen dem Kupferteilstiick am Nutgrund zur Luft

Gzaair Wirmetibergang zwischen den Zahnteilstiicken zur Luft

Gjoair Wairmeiibergang vom Joch zur Luft

Ceu Wairmekapazitit der Kupferteilstiicke

Cua, CjD Wirmekapazitit der Zahnteilstiicke und dem Joch

Py Kupferverluste der jeweiligen Kupferteilstiicke

Pza, Pjo Eisenverluste der Zahnteilstiicke und dem Joch

Tabelle 4.6: Parameter fiir das thermische Netzwerk aus Abbildung

Abbildung 4.17 zeigt die Temperaturerhohung im Kupfer fiir das radial unterteilte
Rotorteilsttick mit zwei Leitern. Der Verlauf der Kupfertemperatur dhnelt jenem
aus dem axial unterteilten Modell. Es ist ein steiler Anstieg wihrend des Hochlaufs
zu erkennen bevor die Temperatur nach rund zwei Stunden ihren stationdren
Endwert erreicht. Trotz der in Summe geringeren Verluste im Zweileitermodell ist
der Endwert der Temperatur etwas grofier im Vergleich zur Temperaturerhhung
aus Abbildung 4.14. Ein Grund dafiir kann die unterschiedlich hohe Stromdichte
im Stab entlang seine Hohe sein. Die Warmeabfuhr ist in jedem segmentierten
Teilsttick gleich grof3, der zugefiihrte Warmeeintrag jedoch unterschiedlich hoch.
Dadurch entstehen verschiedene Temperaturdifferenzen innerhalb des Stabes und
die korrespondierenden Warmestrome sind ungleichméfiig verteilt. Zusétzlich

kommt beim Zweileitermodell als ,, Warmeflussbarrikade” die Isolationsschicht
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zwischen den Leitern hinzu, was dazu fiihrt, dass der untere Leiter aufgrund
niedrigeren Verluste und Warmeabfuhr ans Joch und die Luft besser entwarmt
wird als der obere Leiter.

Die beiden wichtigen Aussagen, die durch die Analyse des radialen Modelles
getroffen werden konnen, sind einerseits, dass kaum eine Temperaturdifferenz
zwischen den beiden Auflenkanten des jeweiligen Leiters vorhanden ist (im Be-
reich von < 250mK). Andererseits zeigt Abbildung eine Temperaturdifferenz
zwischen den beiden Leitern von ca. 3,6K als hochsten Wert, welche auch stationar
noch markant vorhanden bleibt. Dementsprechend erweist es sich als sinnvoll, im
Gesamtmodell fiir Simulationen mit der Zweileiterwicklung eine radiale Unter-

teilung in zwei Schichten mit einer thermischen Kopplung tiber die Isolation zu

berticksichtigen.
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Abbildung 4.17: Temperaturerhohung in zwei Kupferstidben des radial modellierten
Teilstiicks

Die Charakteristik des Temperaturverlaufs im Zahn ist jenem in Abbildung 4.15 &hn-
lich mit dem Unterschied, dass radial eine kleinere Differenztemperatur zwischen
Anfangs- und Endpunkt auftritt. Dies ist mit der ca. 10-fach besseren Warmeleitfa-
higkeit im Vergleich zur axialen Richtung zu begriinden. Deshalb ist radial keine

Unterteilung notwendig. Das Gleiche gilt fiir das Joch.
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4.4.3 Modellierung des Wickelkopfes

Einen weiteren wichtigen Teil des Gesamtmodelles stellt die Modellierung des
Wickelkopfs dar. Bei einem Schleifringldaufer entfallt der Kurzschlussring, sodass
im Wickelkopf lediglich die Verlotung der einzelnen Stdbe in den jeweiligen Phasen
entsprechend des Wickelschemas vorgenommen wird. Die Referenzmaschine wird
im Rotor mit einer Wellenstabwicklung ausgefiihrt. Der Aufbau des Wickelkopfes
dhnelt optisch einer S-Form, bestehend aus drei Teilen. Der Rotorstab wird so in die
Nut eingelegt, dass beidseitig am Nutausgang ein Uberstand besteht, welcher iiber
die Isolation Kontakt zur Luft hat. Es folgt ein abgewinkeltes Teilstiick, welches in
einem geringen Abstand zu den benachbarten Staben liegt. Zusatzlich liegt dieses
Teilstiick auf einem Metallring zur Unterstiitzung der Wickelkopflast auf und wird
von auflen bandagiert. Es ist davon auszugehen, dass in diesem Stiick kaum eine
Entwdrmung zur Umgebung stattfindet und, dass hier vermutlich die hochsten
Temperaturen des gesamten Rotors zu erwarten sind. Das folgende letzte Teilstiick
beinhaltet die Lotstelle fiir die Serienverbindung zum néchsten Stab. Dieses Stiick
lauft axial in die gleiche Richtung wie der Kupferstab im Eisenpaket und ist ebenso
bandagiert. Die Dicke der Isolation wird gleich wie im restlichen Rotor angenom-
men. Abbildung zeigt den schematischen Aufbau des Wickelkopfes an einer

Seite. Dieser Aufbau erfolgt an beiden Seiten des Rotors in identer Ausfiihrung.
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Abbildung 4.18: Schematische Darstellung des Wickelkopfs

Fiir die Modellierung des Wickelkopfs wird auf die Kenntnisse der thermischen
Modellbildung zuriickgegriffen. Dabei wird das erste Kupferstabteilstiick am Nut-
ausgang als eine thermische Masse der Liange I, angenommen, welche iiber die
Isolation zur Luft gekoppelt ist. Die Auswahl der Isolationsgeometrie erfolgt gleich
wie fiir den Stab in der Nut, da praktisch kaum ein Unterschied vorhanden ist.
Das selbe gilt fiir das letzte Teilsttick, allerdings dndert sich hier die Liange des

Kupferteilstabes auf I1,.
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Fiir das sich unter der Bandage befindliche mittlere Teilstiick ergibt sich die Lange
aus (ly —lpe — 1y - 1y) /2 — INg — 1o, Wobei 1, die mittlere Leiterlange des Rotors
darstellt. Da die hier entstehende Temperatur von besonderem Interesse ist, wird
das Teilsttick axial der Lange nach in n, = 7 Teilstticke unterteilt. Wie bereits
angesprochen, wird in diesem bandagiertem Kupferstiick nur ein Warmetransport

entlang des Kupferstabes realisiert.

Die Parameter fiir thermische Widerstande und Kapazititen fiir die einzelnen
Teilstiicke konnen somit dhnlich wie in Kapitel 4.4.1 berechnet werden. Fiir den
Uberstand am Nutausgang gilt es einen Warmeiibergang vom letzten Teilstiick des
Kupfers im Rotoreisenpaket zum Teilstiick im Nutausgang zu realisieren. Fiir die
Berechnung der Kupferverluste im Wickelkopf wird kein k, Faktor berticksichtigt,
da die Wicklung nicht in eine Eisennut eingebettet ist und deshalb kaum Strom-
verdrangung auftritt. Die Verluste fiir eine Phase berechnen sich iiber Gleichung
(2.38), wobei sich der Widerstand aus den entsprechenden Geometriedaten des
Teilstticks zusammensetzt. Es ergibt sich ein thermisches Ersatznetzwerk fiir den

Wickelkopf laut Die thermischen Parameter sind in Tabelle [4.7] angefiihrt.

cu-os,lo

Rotorstdbe im
Eisenpaket

Abbildung 4.19: Thermisches Netzwerk des Wickelkopfs
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Parameter | Definition

G Warmetibergang zwischen dem Kupferteilstiick im Eisenpaket zu jenem im
cunna Nutausgang

G Warmeitibergang zwischen dem Kupferteilstiick im Nutausgang zu jenem unter
naba der Bandage

Gpa Wairmeiibergang zwischen den Kupferteilstiicken unter der Bandage

G Warmetibergang zwischen dem Kupferteilstiick unter der Bandage zu jenem an
balo der Lotstelle

G G jeweiliger Warmetibergang zwischen den beiden Staben unter Berticksichtigung
naisos baiso der Isolation

Gaair Wairmeiibergang zwischen dem Kupferteilstiick im Nutausgang zur Luft

Gioair Wirmetibergang zwischen dem Kupferteilstiick an der Lotstelle zur Luft

Cuar Cpar Cio Warmekapazitit der einzelnen Kupferteilstiicke im Wickelkopf

Peunas Peypar Peuto | Kupferverluste der jeweiligen Kupferteilstiicke im Wickelkopf

Tabelle 4.7: Parameter fiir das thermische Netzwerk aus Abbildun

4.5 Modellierung eines thermischen Netzwerkes fiir den

gesamten Rotor

Mit den Erkenntnissen aus den Teilanalysen wird ein vereinfachtes thermisches
Gesamtmodell des Rotors erstellt. Die Vorgehensweise ist dhnlich jener, die fiir
das axiale thermische Modell angewendet wurde. Die Referenzmaschine besitzt
eine Luftschlitzanzahl von 1, = 16. Beriicksichtigt man die Luftschlitze, ergibt
sich fiir den Rotorkorper ohne Wicklungskopfe eine Gesamtlange von I, + 11, - .
Ausgehend von den axial durchgefiihrten Analysen wird diese Gesamtliange in
1y + 1 Teilpakete unterteilt. Um symmetrische Bedingungen fiir die thermischen
Parameter zu schaffen, wird der mittlere Teil des Rotorkorpers in n, — 1 gleich
lange Teilkorper der Lange Ir, + I, unterteilt; siehe Abbildung 4.11. Dieser Mittelteil
wird an den beiden Randern um zwei Teilkorper ergdnzt, welche jeweils einen
halben Luftschlitz fiir die Warmeabgabe in die Luft haben. Es ergibt sich somit fiir

die beiden Korper eine Lange von Tre +1,/2.

Diese 1, + 1 Teilpakete sind im Modell nur tiber den Kupferstab thermisch mit-
einander verbunden. Im Rotor befinden sich I-Stege zwischen den einzelnen Eisen-
paketstapeln, wodurch die Luftschlitzlange trotz Pressvorgdnge eingehalten wird.
Zusitzlich ergibt sich durch diese Stege eine verbesserte Luftventilation im Kanal.
Die thermische Kopplung der Eisenpaketstapel iiber die I-Stege ist jedoch sehr

gering, sodass sie im Modell vernachlassigt wird.

Die Erkenntnisse aus der Analyse der radialen Temperaturverteilung im Kupfer-

stab ergaben, dass in der Gesamtmodellbildung die Rotorwicklung in Ober- und
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Unterstab zu unterteilen ist und diese iiber eine dazwischen befindliche Isolation

thermisch gekoppelt werden.

Die Wickelkopfe an der Antriebsseite (AS) und Betriebsseite (BS) werden jeweils
entsprechend der Vorgehensweise aus Kapitel ident modelliert und tiber einen
thermischen Widerstand an den Kupferstab im Eisenpaket gekoppelt.

Abbildung zeigt das thermische Netzwerk fiir den Rotor mit Ober- und Unter-
stab; beim Einleitermodell ist die thermische Leitfahigkeit G5, zwischen Ober-
und Unterstab im gesamten Modell Null zu setzen. An beiden Enden wird das
thermische Netzwerk des Wickelkopfs aus Abbildung gekoppelt. Die Defi-
nition der Parameter wurde bereits in den Tabellen 4.5, 4.6 und ausfiihrlich
beschrieben.

Fiir die Simulation gelten wiederum die Randbedingungen aus den vorangegan-
genen Teiluntersuchungen. Abbildung zeigt die Temperaturerhohungen im

Oberstab; der Unterstab liefert grundsatzlich niedrigere Temperaturen.

L L
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Abbildung 4.20: Temperaturerhohung ausgewihlter Teilkomponenten im Oberstab
des Rotors

Dabei zeigt sich am Kupferteilstiick an der dufiersten Stelle des Rotors im Wickel-
kopf, wo die Stdbe verlotet werden, eine geringe Temperaturerhohung 0¢,_os 1,-
Die Erklarung dafiir diirfte der gute Warmetransport an die dort zirkulierende
Luft und das fehlende Auftreten der Stromverdrangung sein. Das Gleiche gilt

fiir die Temperatur direkt am Nutausgang 0c,_os n., Wobei diese Temperatur ge-
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ringfligig hoher ist. Die Kupferstabtemperatur im inneren des Rotors 6¢,,_os rk—9
und an den Réndern des Eisenpaketes 0c,_os rr—17 zeigt eine starkere Tempera-
turerhohung. Hier treten aufgrund der Stromverdriangung hohe Verluste auf. Die
grofste Temperaturerhchung ist im Wickelkopf fiir das Teilstiick unter der Bandage
festzustellen (in der Abbildung als 0c,_os wk—4 dargestellt, die Zahl steht fiir die
jeweilige Differenzialgleichung des unterteilten Stiicks). Das Kupferteilstiick unter
der Bandage wurde fiir die Simulation in n, = 7 Teilstiicke unterteilt, wobei die

Temperaturerhthung fiir das mittlere (heifleste) Teilstiick betrachtet wird.

Der Vergleich der Simulation fiir Ober- und Unterstab ergab, dass sich fiir die
Teilstiicke im Wickelkopf sowohl Ober- als auch Unterstab ca. gleich stark erwar-
men. In den Rotorstidben im Eisenpaket zeigen sich Temperaturdifferenzen im
Bereich von 2-3K zwischen den beiden Leitern. Ursache ist die unterschiedliche
Stromverdrangung in den jeweiligen Kupferstdben sowie die Isolation zwischen

Ober- und Unterstab.

Die Simulationsergebnisse des Einleitermodells werden hier nicht explizit ange-
fiihrt. Es ergaben sich daraus keine neuen Erkenntnisse. Die Stabtemperaturen im
Blechpaket unterscheiden sich dhnlich wie jene im Zweileitermodell und in Kapitel
4.4.2 bereits beschrieben. Die Wickelkopftemperaturen sind in beiden Modellen

nahezu ident.

Die Betrachtung der Ergebnisse aus der Simulation des Gesamtmodells zeigt die
insgesamt hohe Temperatur im Wickelkopf. Aus den Spezifikationen ist bekannt,
dass die Maschine fiir die Erwdrmung Klasse lﬂ einhalten soll. Addiert man zu den
simulierten Temperaturen eine realistische Umgebungstemperatur von 45-50°C,
so wird die geforderte Erwarmungsklasse B fiir den gezeigten Belastungsversuch
eingehalten. Im néchsten Kapitel werden Versuche gezeigt, das thermische Modell
an reale Umgebungsbedingungen anzupassen, mit bestehenden Messungen zu

vergleichen und darauf hin zu verfeinern.

"Bezeichnet die empfohlene maximale Dauergebrauchstemperatur. Fiir thermische Klasse B werden
130°C definiert. ([18], S. 7)
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5 Zusitzliche Mafsnahmen und Analysen

Hier soll das in Kapitel 4.5| erstellte Gesamtmodell besser an die realen Betriebsbe-
dingungen angepasst und in der Folge gezeigt werden, wie sich eine Verdnderung
der Parametrierung auf das Modell auswirkt. Bei der Referenzmaschine handelt
es sich um eine fremd- und durchzugsbeliiftete Maschine mit einem inneren und
einem dufleren Kiihlkreislauf. Im dufieren Kiihlkreislauf wird tiber einen Liifter
Luft von aufsen angesaugt und tiber axiale Rohren entlang der Maschine an deren
Ende wieder nach aufien geblasen. Die Rohren dienen dabei als Warmetauscher,
um die Warme aus dem Inneren der Maschine nach aufien abzufiihren. Deshalb
besteht ein Temperaturunterschied zwischen den beiden Kreisldufen. Im inneren
Kreislauf zirkuliert die Luft von der Antriebsseite langsseitig durch die Luftschlitze
des Rotoreisenpakets bis hin zur Betriebsseite. Die Luft wird entlang des Stators im
Gehduse wieder zuriickgefiihrt und der Kreislauf schliefit sich. Dadurch entsteht
im inneren Kreislauf eine ungleiche Temperaturerh6hung des Kiihlmediums. Das
hat zur Folge, dass die Lufttemperatur an dem betriebsseitigen Wickelkopf hoher
ist als an dem antriebsseitigen. Die stationdre Endtemperatur ist somit an dem
betriebsseitigen Wickelkopf hoher und bildet insgesamt den thermisch kritischsten
Punkt des Rotors. Dieser Effekt wurde bis dato im Modell nicht berticksichtigt.

Da die Maschine bereits ausgeliefert wurde, sind keine direkten Tests an dieser
moglich. Fiir die Verfeinerung des thermischen Ersatznetzwerkes des Rotors steht
ein Erwarmungslauf mit der Referenzmaschine zur Verfiigung. Mit den daraus ge-
messenen Ergebnissen wird versucht, eine bessere Parametrierung fiir das Modell

zu finden. Zuvor muss die Verlustberechnung erweitert werden.
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5.1 Beriicksichtigung der spezifischen Leitfidhigkeit in
Abhingigkeit von der Temperatur

Wie in den Simulationen im Kapitel 4 erwdhnt, wurde fiir die gesamte Verlustbe-
rechnung eine durchschnittliche Leitfdhigkeit fiir eine Kupfertemperatur von 90°C
angenommen. Diese Annahme kann prazisiert werden, indem im Simulationsmo-
dell fiir die Widerstandsberechnung des Kupferleiters eine direkte Riickkopplung
der betreffenden Stabtemperatur zur Verlusteinspeisung besteht. Die Berechnung
fiir die Temperaturabhingigkeit des spezifischen Widerstandes richtete sich nach
der Gleichung (2.41), wobei AT die Differenz der aktuellen Stabtemperatur des
betrachteten Kupferelements und der Referenztemperatur bildet, was in diesem
Fall die gewdhlte Kiihllufttemperatur der Maschine darstellt. Deshalb wurde auch
die spezifische Leitfdhigkeit beim Start der Maschine fiir die Kiihllufttemperatur
berechnet und diese betrégt xc, 47 = 525m 1.

Wird zuvor beschriebener Effekt im Modell beriicksichtigt und alle weiteren Si-
mulationsbedingungen aus Kapitel 4 vorerst unverdndert gelassen, so ergeben
sich im gesamten Rotor hohere Temperaturen. Die Temperaturerh6hungen des
Kupferoberstabes liegen bei ca. 4,1K im Eisenpaket und ca. 5K im Wickelkopf iiber
jenen aus Abbildung Abbildung 5.1 zeigt die Temperaturabhéngigkeit des
Widerstandes im Form des Faktors « - AT wihrend der Simulation. Da « konstant
ist, zeigt die Kurve eine dhnliche Charakteristik wie die Temperaturverldufe beim

Erwarmungslauf.
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Abbildung 5.1: Temperaturabhédngigkeit des Kupfers wahrend der Simulation

Die Beriicksichtigung der Leitfahigkeit in Abhdngigkeit von der Temperatur war
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notwendig, um das Modell ndher an die realen Bedingungen anzupassen. Dies

fiihrte zu einer Erhohung der stationdren Endtemperaturen.

5.2 Abgleich mit Messungen

Fiir den Abgleich des Modells steht ein durchgefiihrter Erwarmungslauf zur Verfi-
gung, in dem die Referenzmaschine iiber vier Stunden im Nennbetrieb gelaufen
ist. Die Messung zeigt eine Temperaturerhohung im Rotor von ca. 80K. Bestimmt
wurde dieser Wert nach dem Widerstandsverfahre Diese Norm gibt vor, dass
der Wicklungswiderstand der warmen Wicklung 120 Sekunden nach Beendigung
des Erwdrmungslaufes iiber eine Gleichstrommessung gemessen werden muss.
Mit dem Warmwiderstand und dem Referenzwiderstand der Wicklung bei 20°C
lasst sich iiber die Temperaturabhédngigkeit des Widerstandes auf die effektive

Erwarmung schliefSen. Die Gleichung dafiir legt die Norm EN 60034-1 fest

R,—R
@, -0, = 2R1 L(k+©)+0,-0, (5.1)

Dabei steht der Index 2 in Gleichung (5.1)) fiir die Werte am Ende des Erwarmungs-
laufes, der Index 1 fiir die Werte des Referenzsystems und a fiir die Kiihlmittel-
temperatur. k stellt den Kehrwert des Temperaturkoeffizienten dar; k betragt fiir

Kupfer 235 bei 0°C. ([19], S. 40)

Die gemessene Rotortemperatur aus dem Erwdrmungslauf gilt fiir den gesamten
Rotorstab der mittleren Leiterldnge. Dies bedeutet, dass das thermische Simulations-
modell lediglich mit einer gemessenen Temperatur stellvertretend fiir die gesamten
im Rotor auftretenden unterschiedlichen Temperaturen abgeglichen werden muss.
Ein Riickblick auf Abbildung verdeutlicht, dass die Temperaturunterschiede
im Rotor zwischen heiffestem Punkt (Wickelkopf) und kiihlsten Punkt (an der
Lotstelle) im Bereich von 5K liegen kénnen bzw. in Anbetracht der betriebsseitig
schlechteren Kiihlung und der Temperaturabhidngigkeit des Widerstandes auch
hoher.

Dennoch wird mit Hilfe der Messung aus den Erwdarmungslauf der Maschine
versucht, zumindest die mittlere Temperatur des Rotors im Modell mit jener in der

Messung abzugleichen. Mit Hilfe der Gleichung zur Berechnung des elektrischen

8festgelegt durch die Norm EN 60034-1 ([19], S. 40)
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Widerstandes des Oberstabes Ryy = 1/ (k20A) kann selbiger fiir eine Referenztempe-
ratur von 20°C fiir den gesamten Kupferstab der Leiterldnge /,, berechnet werden.
Fiir die Berechnung des Wicklungswiderstandes bei betriebswarmer Maschine
wird ein neues Simulationsszenario definiert, welches dem, der bekannten Mes-
sung weitgehendst entspricht. Die Maschine wird bereits bei Simulationsstart mit
Nennmoment belastet, wodurch der Hochlauf entfllt. Fiir die Lufttemperatur am
betriebsseitigen Wickelkopf wird nach Riicksprache mit dem Verantwortlichen
fiir die thermischen Berechnungen bei ELIN eine um 25°C hohere Lufttempera-
tur als antriebsseitig angenommen. Der Temperaturunterschied zwischen Innen-
Auflenkiihlkreislauf betragt ebenso ca. 25°C wodurch sich antriebsseitig fiir den
Innenkreislauf eine Temperatur von 53,6°C mit einer gemessenen Kiihlmitteltempe-
ratur von @, = 28, 6°C ergibt. Zum Erreichen der stationdren Endtemperatur ist
eine Simulationszeit von zwei Stunden ausreichend. Nach Ende der Simulationszeit

ergibt sich fiir die bekannten Messpunkte im Rotor eine stationdre Endtemperatur

laut Tabelle

Mit Hilfe der stationdren Endtemperaturen werden die einzelnen Warmwiderstan-
de bestimmt. Errechnet man durch Addition der seriellen Teilwiderstinde den
Gesamtwiderstand des betriebswarmen Kupferstabes fiir dieses Simulationssze-
nario, so ergibt sich laut Gleichung und unter Berticksichtigung der in der
Messung angefiihrten Kiithlmitteltemperatur von ®, = 28,6°C eine mittlere Erwér-

mung des Rotors von 105,06K.

Bei diesem Berechnungsergebnis ist darauf hinzuweisen, dass anders als bei der
urspriinglichen Messung der Widerstand fiir die stationdre Endtemperatur un-
mittelbar nach Ende des Erwarmungslaufs verwendet wurde. Laut Norm soll
der Widerstand erst nach 120 Sekunden gemessen werden. Das Problem bei der
Simulation ist jedoch, dass aufgrund fehlender Kenntnisse tiber die real wirken-
den Wiarmeiibergangskoeffizienten durch die Luftstromung bei Auslauf/Stillstand
der Maschine die tatsédchlich stattfindende Entwarmung schwierig nachzubilden
ist. Der Stabwiderstand der Referenzmaschine wurde nach dem Erwarmungslauf
jedoch ab 120 Sekunden in einem definierten Zeitintervall mehrfach gemessen,
sodass fiir dieses Intervall eine Widerstand tiber Zeit Kennlinie existiert (siehe

Anhang [/ Teil B). Es wurde daher die ebenfalls nicht exakte Extrapolation der
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Messpunkt OTémr
Oberstab am Rand des Eisenpakets antriebsseitig MP 1 118,14

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 2 119,50

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 3 120,40

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 4 121,00

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 5 121,39

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 6 121,67

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 7 121,89

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 8 122,06

Eisenpaket Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 9 122,24
Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 10 122,43

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 11 122,67

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 12 122,99

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 13 123,43

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 14 124,04

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 15 124,88

Oberstab im mittleren Teil des Eisenpakets MP 16 126,02

Oberstab am Rand des Eisenpakets betriebsseitig MP 17 127,49

Oberstab im Nutausgang 127,51

Oberstab unter der Bandage 1 133,91

Oberstab unter der Bandage 2 137,25

) Oberstab unter der Bandage 3 139,23
l‘;\é ltill(:lils(sg’i Oberstab unter der Bandage 4 139,84
g Oberstab unter der Bandage 5 139,07

Oberstab unter der Bandage 6 136,93

Oberstab unter der Bandage 7 133,43

Oberstab an der Lotstelle am dufSersten Rand der Maschine 126,21

Oberstab im Nutausgang 115,11

Oberstab unter der Bandage 1 121,79

Oberstab unter der Bandage 2 125,28

Wickelkopf Oberstab unter der Bandage 3 127,35
antricbsseitig Oberstab unter der Bandage 4 127,99
Oberstab unter der Bandage 5 127,19

Oberstab unter der Bandage 6 124,96

Oberstab unter der Bandage 7 121,30

Oberstab an der Lotstelle am dufSersten Rand der Maschine 113,76

Tabelle 5.1: stationdre Temperaturverteilung im Oberstab des Rotors - Die Ziffer
steht fiir die Nummer der Differenzialgleichung im Netzwerk

Widerstandskurve an den Zeitpunkt Null Sekunden bzw. unmittelbar nach Ab-
schaltung der Maschine durchgefiihrt. Mit diesem hoheren Widerstand ergibt sich
fiir die Messung mit Gleichung eine mittlere Temperaturerhchung von ca.
90,6K. Zwischen mittlerer Temperaturerh6hung der Messung und der Simulation

liegt somit eine Differenz von ca. 14,46K.

Im Zuge der Modellbildung wurden zur Parametrierung einige Annahmen ge-
troffen, sodass viele thermische Ubergénge nicht exakt nachgebildet wurden. Um
dennoch den Einfluss der Parameterverfeinerung zu zeigen und die Schwierigkeit
der Parametrierung des Modells zu unterstreichen, wurden nachfolgend ausge-
wiéhlte Anpassungen durchgefiihrt. Als Einflussgrofsen haben sich die bis dato
angenommenen Warmetibergangskoeffizienten von Eisen und Kupfer zur Luft ay,

angeboten. Wird davon ausgegangen, dass der Warmetibergang zur Luft materi-
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alabhdngig ist und, dass sich aufgrund verschiedener Luftgeschwindigkeiten im
Luftschlitz entlang der Stabhohe bzw. -breite, im Bereich des Wickelkopfs und im
Luftspalt ein unterschiedlicher Warmetibergangskoeffizient einstellt, wéaren bereits
hier schon mindestens sechs Einflussgréfien, mit denen man das thermische Modell

abgleichen kann.

Im Kapitel Grundlagen wurde ein Berechnungsansatz zur Bestimmung des War-
metibergangskoeffizienten dargestellt. Aufbauend auf dieser Berechnung soll ein
Warmetibergangskoeffizient im Luftschlitz fiir Zahn/Kupfer und Joch berechnet
werden. Wird der Einfluss der Materialeigenschaften des zu kiithlenden Mediums
auf den Wiarmetiibergang vernachldssigt, so gilt es lediglich den hydraulischen
Durchmesser und eine Stromungsgeschwindigkeit zu bestimmen. Fiir den Zahn
ergibt sich d,, = 2I,bz/ (I, + bz); fiir das Joch d), = 21,. Der Wiarmeiibergangskoeffi-
zient hangt nun im wesentlichen nur noch von der Stromungsgeschwindigkeit der

Kiihlluft abﬂ siehe Gleichungen (2.49) - (2.51).

Wird fiir die Geschwindigkeit der Luftstromung innerhalb des Liiftungsschlitzes ein
realistischer Wert von v = 5m /s angenommen, ergibt sich ein Warmetibergangsko-
effizient fiir die Warmeabfuhr aus dem Zahn und Kupfer von ay, ,c,, ~ 65W/ m?K
und aus dem Joch ay, 5, ~ 40W/ m?K.

Eine neuerliche Simulation mit den rechnerisch bestimmten Warmeiibergangsko-
effizienten ergibt eine Temperaturdifferenz der mittleren Erwdrmung zwischen

Modell und Messung von unter 2K.

Mit Hilfe der verbliebenen Warmeitibergangskoeffizienten (z.B. am Wickelkopf 30
W/m?K angenommen) kénnte das Modell anhand der Messung exakt abgeglichen
werden. Dass diese Parameteroptimierung jedoch mit Sorgfalt durchgefiihrt werden
muss, zeigt eine andere Wahl der Warmeiibergangskoeffizienten im Luftschlitz.
Eine Erhohung der Stromungsgeschwindigkeit im Luftkanal auf v = 7m/s, be-
wirkt eine verbesserte Warmeleitfahigkeit in die Luft und reduziert die mittlere

Erwarmung im Modell um 7K auf ca. 82K.

Fiir die Lufteigenschaften wurden die Werte fiir eine trockene Luft bei 100°C angenommen (siehe
Kapitel 2.4.3
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In Anbetracht der vielen angenommenen Grofien und den teilweise unzureichend
zur Verfiigung stehenden Messungen macht es an dieser Stelle wenig Sinn, eine
weitere Parameteroptimierung durchzufiihren. Im Modell sind jedoch die Parame-
ter weitgehendst definiert, sodass die Parameter zu einem spateren Zeitpunkt bei

vorhandenen Messungen angepasst werden konnen.

5.3 Auswertung der erlaubten Anldufe

Im letzten Teilabschnitt werden Analysen zu den erlaubten Anldufen des SR-
ASM durchgefiihrt. Es lassen sich mit Hilfe des Modells verschiedenste Versuche
durchfiihren, jedoch wird in dieser Arbeit auf zwei explizit ausgewahlte Szenarien
eingeschrankt. Entscheidenden Einfluss hierbei hat die anzutreibende Arbeitsma-

schine.

Bevor die Szenarien ndher beschrieben werden, muss der Warmeiibergangskoeftfizi-
ent noch einmal ndher betrachtet werden. Die Berechnungen fiir ay, im vorange-
gangenen Kapitel bezogen sich lediglich auf den Motor, der sich im Nennbetrieb
befindet. Der Liifter sitzt in der Regel an der Rotorwelle, sodass im Stillstand kaum
eine Luftzirkulation innerhalb der Maschine stattfindet. Ebenso kommt die Ventila-
tionswirkung durch die I-Stege in den Luftschlitzen bei der stehenden Maschine
nicht zur Geltung. Der Warmeiibergangskoeffizient verringert sich in Abhéngigkeit
der geringer werdenden Drehzahl wihrend des Auslaufs bis letztendlich im Still-
stand nur eine nattirliche Konvektion zwischen Motor und Kiihlmittel stattfindet.
Um den Zusammenhang des Warmetibergangskoeffizienten in Abhidngigkeit der

Drehzahl zu beschreiben, wird folgende Gleichung definiert
ag(n) = a-n"® +ag (5.2)

wobei gy den Wert der natiirlichen Konvektion im Stillstand bezeichnet. Dieser
Wert lasst sich tiber Gleichung (2.52) fiir den Rotor bei einer Erwdrmung von 80K
mit ca. 5 W/m?K abschitzen. Durch die Bestimmung von ag und des bekannten
Wairmeiibergangskoeffizient bei Nenndrehzahl, kann die drehzahlabhédngige Kon-
stante a berechnet werden. Die natiirliche Konvektion verringert sich wiahrend des
Abkiihlvorgangs aufgrund der kleiner werdenden Temperaturdifferenz zur Umge-

bungstemperatur (vgl. Gleichung (2.52)). Deshalb wird im Modell eine Dynamik
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berticksichtigt, welche die natiirliche Konvektion abhidngig von der Temperatur der

Rotorkomponenten berechnet.

Das thermische Gesamtmodell des Rotors wird um den Zusammenhang aus Glei-
chung erweitert, sodass eine Drehzahlabhédngigkeit des Warmeiibergangskoef-
fizienten in der Simulation entsteht. Die erlaubten Anldufe konnen somit besser den
Realbedingungen entsprechend berechnet werden. Fiir die folgenden Simulationen
werden fiir die Warmetibergangskoeffizienten die Werte aus Kapitel 5.2 fiir eine
Stromungsgeschwindigkeit im Luftschlitz von v = 5m/s verwendet, wobei der
Wairmeiibergangskoeffizient am Wickelkopf aufgrund fehlender Kenntnisse mit 30
W/m?K angenommen wird. Wegen fehlender exakter Messungen wird die erhohte
Lufttemperatur an der Betriebsseite nicht beriicksichtigt. Die Lufttemperatur wird

fiir den gesamten Rotor gleich hoch mit 53,6°C angenommen.

Grundsitzlich gilt fiir alle Simulationen, dass bei einem elektrischen Ausfall des
Motors sowohl das Drehmoment als auch die Kupfer und Eisenverluste wiahrend
der Ausfallzeit gleich Null sind. Das Gegenmoment liegt dennoch voll an der
Welle, sodass die Auslaufzeit gering ist. Da iiber die realen Gegebenheiten am
Einsatzort wenig bekannt ist, wird bei der Simulation davon ausgegangen, dass
die angetriebene Arbeitsmaschine bei einem Ausfall des Motors durch eine zusatz-
liche mechanische Bremse abgebremst wird,um ein Anlaufen in Gegenrichtung
zu verhindern. Dies wird im Simulink durch eine Integratorbegrenzung fiir die

mechanische Winkelgeschwindigkeit realisiert.

Im ersten Szenario werden die Lastdaten fiir Gegenmoment mit M; = My und
Tragheitsmoment mit 12 - )y dhnlich den Daten, wie bei den Analysen in Kapitel 4
gewdhlt. Da aufgrund der Lasttrdgheit eine geringe Anlaufzeit der Maschine zu
erwarten ist, wird sich ein mehrmaliges Hochfahren der Maschine nur in kurz-
en Zeitintervallen (ts¢;,4 < ta) markant in der Temperaturverteilung des Rotors
auswirken. Es wird fiir dieses Szenario ein mehrmaliges Ausfallen der Versorgungs-
spannung des Motors innerhalb einer kurzen Sequenz von acht Minuten gewéhlt.
Ausgangspunkt ist, dass der Motor zum Zeitpunkt des ersten Spannungsausfalls
bereits seit langerer Zeit (zwei Stunden) in Betrieb ist und somit seinen stationdren
Endtemperaturbereich erreicht hat. Fiir das Ausfallszenario wird insgesamt ein
viermaliger Spannungsausfall der Maschine definiert, wobei die ersten drei jeweils

eine Ausfallzeit von t,,51 = taus2 = taus3 = 10sek haben. Die Maschine lduft dabei
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jeweils wieder mit voller Last hoch, wobei der Hochlauf nach einer Zeit von jeweils
tein2 = tein3 = 15sek unterbrochen wird . Nach weiteren vier Minuten erfolgt der
vierte Ausfall der Versorgungsspannung mit einer Dauer von t,,s4 = 120sek. Da-

nach lauft die Maschine mit voller Last hoch und verbleibt im fehlerfreien Betrieb.
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Abbildung 5.2: Temperaturverldufe fiir das erste Szenario

Abbildung 5.2| zeigt die simulierte Sequenz. Es werden dabei die Temperaturen
des Oberstabes in der Mitte des Rotors Tc,_os rrk—9, am Rand des Rotorpakets
Tcu—os,rk—1 und am Wickelkopf T, —os—as,wk—4a der Antriebsseite abgebildet. Die
Temperatur am Nutausgang sowie an der Lotstelle ist geringer einzustufen und
wird nicht dargestellt. Es ldsst sich die im Vergleich zur Rotorkerntemperatur
erhohte Wickelkopftemperatur im thermischen Beharrungszustand erkennen. Der
Hochlauf unmittelbar nach dem ersten Ausfall zeigt einen starken Temperatur-
anstieg der sich im Rotorpaket befindlichen Rotorstabsegmente. Dies ist auf die
auftretende Stromverdrangung und die damit verbundenen héheren Verlusten zu-
riickzufiihren. Auch die beiden weiteren kurzen Ausfélle bestitigen dieses Faktum.
Die Stabtemperatur im Eisenpaket beim Anlauf nach dem dritten Ausfall (ca. 7310
Sekunden Laufzeit) erreicht eine Temperatur von ca. 124,5°C. Beim Wickelkopf liegt
die Temperaturspitze mit ca. 126,3°C dariiber. Der erreichte Temperaturbereich
liegt tiber den stationdren Temperaturen des Rotors. Dies kann fiir die bestehende
Isolation und deren Alterung problematisch werden bzw. ein Uberschreiten der

geforderten Erwarmungsklasse fiir den Motor zur Folge haben. Der letzte Ausfall
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wirkt sich wesentlich geringer auf die kurzfristigen Temperaturspitzen im Rotor
aus, da die Abkiihlungszeit wesentlich langer ist. Die stationdre Endtemperatur
des Wickelkopfs erreicht in diesem Szenario etwa eineinhalb Stunden nach dem

ersten Ausfall wieder die zu diesem Zeitpunkt vorhandene Temperatur.

Mit den gleichen Lastdaten wird fiir ein modifiziertes Ausfallszenario eine weitere
Simulation durchgefiihrt. Die Ausfallzeiten der Spannungsversorgung betragen da-
bei taus,1 = taus2 = taus3 = 150sek. Zwischen den drei Ausfillen lauft die Maschine
fiir jeweils t,2 = tein3 = 100sek. Nach dem dritten Ausfall wird die Maschine fiir
funf Minuten betrieben, ehe ein weiterer Spannungsausfall fiir zwei Minuten folgt.
Anschliefiend lduft die Maschine nochmals unter voller Last hoch und bleibt in

Betrieb.

Abbildung |5.3| zeigt die Simulation der modifizierten Sequenz. Wie in der ersten
Simulation sind auch in dieser Abbildung steile Temperaturgradienten wahrend
der Hochlaufzeit in den Rotorstabsegmenten im Eisenpaket zu sehen. Unmittelbar
nach dem Hochlauf flachen diese Kurven jedoch deutlich ab. Ein anderes Verhalten
ist bei der Wickelkopftemperatur Tc;,_os—as wk—a zu erkennen. Der Temperatur-
gradient nimmt deutlich langsamer ab und erreicht eine hohere Temperaturspitze

vor dem jeweiligen Ausfall.
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Abbildung 5.3: Temperaturverldufe fiir das modifizierte Szenario



Zusiitzliche Mafinahmen und Analysen 84

Zusammenfassend kann durch den Vergleich der beiden Simulationen fiir dieses
Lastszenario mit verschiedenen Ausfallzeiten folgende Aussage abgeleitet werden:
Die stationdre Endtemperatur wird bei keinem Hochlauf {iberschritten, wenn die
Standzeit bei einem Ausfall grofSer ist als die Hochlaufzeit tg,,,5 > t4. Wird diese
Bedingung verletzt, konnen kurzzeitige Temperaturspitzen im Rotor auftreten.
Dieses Kriterium muss jedoch mit Messungen der Warmeiibergiange belegt werden.
Entscheidend ist auch das Lastprofil mit welchem die Maschine nach dem Ausfall

hoch fahrt. In dieser Simulation wurde ein Anlauf bei Volllast berticksichtigt.

Fiir das zweite Szenario wird ein schwierigerer Anlauf der Maschine gewahlt. Die
Lasttragheit der anzutreibenden Maschine wird dazu auf einen um den Faktor fiinf
hoheren Wert festgelegt. Dadurch verlangert sich die Hochlaufzeit des SR-ASM auf
ca. 135 Sekunden. Das konstante Lastmoment bleibt unverdndert.

Fiir den mehrmaligen Versorgungsspannungsausfall des Motors innerhalb einer
Sequenz wird eine Zeitspanne von einer halben Stunde festgelegt. Ausgangspunkt
ist wiederum der stationdre Endtemperaturbereich des Rotors. Fiir das Ausfallsze-
nario wird ein viermaliger Spannungsausfall des Motors definiert. Die Ausfallzeiten
der ersten drei Ausfille betragen t,,s1 = taus2 = taus3 = 180sek. Die Maschine
lauft jeweils mit Volllast hoch, wobei der Hochlauf nach einer Zeit von jeweils
tein2 = taus3 = 100sek unterbrochen wird. Nach fiinfzehn Minuten erfolgt ein wei-
terer Spannungsausfall welcher t,,;4 = 120sek dauert. Danach lduft die Maschine

in Vollast hoch und verbleibt im fehlerfreien Betrieb.
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Abbildung 5.4: Temperaturverldufe fiir das zweite Szenario
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Abbildung |5.4] zeigt die Ergebnisse der Simulation. Dabei ist klar ersichtlich, dass
aufgrund des langen Hochlaufvorganges die Temperatur im Rotorkern stark an-
steigt. Verantwortlich dafiir sind die erhchten Verluste durch die Stromverdrangung.
Nach dem dritten Ausfall steigt die Temperatur auf eine Spitze von knapp 138°C.
Im anschlieffenden Nennbetrieb des Motors kiihlt die Maschine nur langsam ab.
Nach fiinfzehn Minuten Betrieb und dem folgenden zweiminiitigen Ausfall steigt
die Temperatur bei einem neuerlichen Start wiederum auf einen dhnlich hohen
Wert an. Diese Temperaturspitzen konnen bei der Isolation zu Problemen fiihren
und deren Lebensdauer deutlich verkiirzen. Die Dauer bis der Motor wieder seine
stationdren Temperaturen im Eisenpaket und im Wickelkopf erreicht hat, betragt
mehr als eine halbe Stunde. Davon ausgehend, dass der Motor fiir den stationdren
Betrieb ausgelegt wurde, wird die stationdre Endtemperatur von ca. 120°C in

diesem Szenario wéahrend des grofiten Teils der definierten Sequenz tiberschritten.



6 Zusammenfassung und Ausblick

Ziel dieser Arbeit war es, ein Werkzeug zu erstellen, um das thermische Verhalten

des Rotors einer Asynchronmaschine mit Schleifringldufer simulieren zu kénnen.

Fiir die Berechnung des elektrischen Drehmoments wurden die dynamischen
Vorgédnge weitgehend vernachldssigt und das stationdre Ersatzschaltbild der Asyn-
chronmaschine verwendet. Davon ausgehend ist es moglich, mit den Daten eines
Anlasswiderstands den geschalteten Hochlaufvorgang der Maschine zu simulie-
ren. Dazu kann ein gewtinschter Lastdrehmomentverlauf definiert werden. Die
Schaltbedingung richtet sich nach einem definierten Mindestbeschleunigungsmo-
ment und ist drehzahlabhédngig. Aus einigen Anwendungen wie z.B. bei einem
Giiterforderband ist bekannt, dass auch das maximale Beschleunigungsmoment
begrenzt sein muss, um den Zug des Bandes zu begrenzen. Dies wurde in der
Arbeit nicht berticksichtigt, konnte fiir weitere Untersuchungen jedoch erweitert
werden. Die Auswahl des Zusatzwiderstandes erfolgte auf Basis von Kundendaten.
Die Berechnung des Drehmoments zeigt in Abbildung 4.6 zwei markante Spitzen.
Diese konnen mit einer feineren Auswahl der Widerstandsstufen verringert werden
um so Komponenten der anzutreibenden Maschine nicht zu beschddigen. Da der
Rotorstromverlauf eine dhnliche Charakteristik hat wie das Drehmoment, bewirkt

eine Verringerung der Spitzen auch eine Verlustreduktion.

Der Einfluss einer Absenkung der Klemmenspannung aufgrund einer grofien
Netzimpedanz wirkt sich direkt auf das elektrische Drehmoment aus. Demzu-
folge reduziert sich das Kippmoment der Maschine. Dafiir wurde ein iterativer
Berechnungsprozess erstellt. Wie in Abbildung 4.7 gezeigt, ist der Einfluss dieses
Effektes bei einem drehzahlabhidngig geschalteten Hochlaufvorgang vernachlassig-
bar gering. Durch die Scherung der Kennlinie wird nur der Drehmomentbereich
zwischen Kippschlupf und Nennschlupf s, > s > s, fiir den Hochlauf verwendet.
Wenn fiir den Hochlaufvorgang zeitlich geschaltete Stufenwiderstdnde verwendet

werden, kdnnte eine grofse Netzimpedanz Probleme bereiten.
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Der Einfluss der Stromverdrangung auf die Erhohung des Rotorwiderstandes spielt
bei der Berechnung des elektrischen Drehmoments ebenfalls eine untergeordnete
Rolle. Wie in Abbildung 4.6 ersichtlich, verschiebt sich lediglich die drehzahl-
abhingige Schaltbedingung der jeweiligen Stufe. Besteht Interesse die konkrete
Schaltstufe einzuhalten, kann diese bei Berticksichtigung des k, Faktors im Rotor-

widerstand iiber die Wahl des Zusatzwiderstandes genau definiert werden.

Beztiglich der Verlustverteilung entlang der Leiterh6he muss die Stromverdran-
gung berticksichtigt werden. Wie in Abbildung 4.5 ersichtlich kann der Einfluss
der Stromverdrangung mit Hilfe der Leiterkonfiguration begrenzt werden. Diese
Begrenzung verringert in der Folge auch die Verluste, die in den Rotorstdben

auftreten.

Mit Hilfe der thermischen Netzwerktheorie wurde ein Modell des Rotors erstellt,
bei dem die Temperaturverteilung fiir unterschiedliche Lastfélle simuliert werden
kann. Es wurden fiir diese Simulationen Daten einer ausgelegten Referenzmaschine
von ELIN verwendet. Dabei wurde gezeigt, welche Mafsnahmen aufgrund von Sym-
metrien und Materialcharakteristiken getroffen werden kéonnen, um den Aufbau
des Modells zu vereinfachen. Abbildung zeigt, dass aufgrund der Stromver-
drangung eine radiale Unterteilung des Kupferstabes in mehrere Schichten fiir

einen einzelnen Stab bei geringer Leiterhohe nicht notwendig ist.

Es wurde ein thermisches Modell des gesamten Rotors modular aufgebaut und
die Temperaturverteilung fiir einzelne Segmente im Rotor simuliert. In diesem
Abschnitt zeigt sich, dass die Aussagekraft der Simulationen mit Hilfe eines thermi-
schen Netzwerkes stark von den real wirkenden Einfliissen abhédngig ist. Aufgrund
unzureichend zur Verfiigung stehender Messergebnissen mussten einige Annah-
men getroffen werden. Einen sehr grofien Einfluss auf die Temperaturentwicklung
innerhalb des Rotors haben die thermischen Widerstdnde der Isolation und die

Warmetibergangskoeffizienten ay, zur Warmeabgabe in die Luft.

Aufgrund der unterschiedlichen Isolationsmaterialien zur Isolierung des Kupfersta-
bes musste fiir die Warmeleitfahigkeit ein durchschnittlicher Wert angenommen
werden. Um den Wiarmeiibergang von Kupfer zum Eisen exakt zu bestimmen,
konnte in der Folge eine Messung durchgefiihrt und die Ergebnisse zur Parame-

trierung des thermischen Modells verwendet werden.
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Ahnliches gilt fiir die exakte Bestimmung der Warmeiibergangskoeffizienten zur
Luft an den unterschiedlichen Komponenten des Rotors. Dafiir waren Messung not-
wendig, um die Luftstromungsgeschwindigkeit in den Luftschlitzen, im Luftspalt
und an den Wickelkdpfen an den unterschiedlichen Materialflichen zu bestimmen.
Das Modell bietet die Moglichkeit, um exakt bestimmte Kennwerte zur Parametrie-
rung zu aktualisieren.

Das Gleiche gilt fiir den definierten drehzahlabhéngigen Zusammenhang fiir den
Warmetibergangskoeffizienten. Dieser Einfluss kann aufgrund der An- und Aus-
laufe sowie den Stillstandzeiten der Maschine eine wichtige Rolle spielen. Fiir die
Verteilung der Kiithlmitteltemperaturen innerhalb des Rotors mussten im Modell
ebenso Annahmen getroffen werden, welche mit einer Messung exakt definiert

werden konnten.

Der letzte Abschnitt zeigte, dass Simulationen der Temperaturentwicklung fiir
unterschiedliche Ausfallszenarien mit Hilfe des erstellten Werkzeugs durchgefiihrt
werden konnen. Damit kdnnen die erlaubten Anlédufe fiir eine definierte Zeitse-
quenz berechnet werden. Abhingig von der auftretenden Last der anzutreibenden
Arbeitsmaschine konnen fiir den mechanischen Hochlauf unterschiedliche Last-
momentkurven und Tragheitsmomente definiert werden. Damit ist es moglich,
verschiedene Betriebszustiande der Maschine (z.B. Leerlauf, Teillast oder Volllast)
zu simulieren. Abhingig von der Last konnen auch die Widerstandsstufen des
Anlasswiderstands variiert werden, um das elektrische Moment anzupassen. Die
Ausfall- und Betriebszeiten werden je nach Szenario festgelegt. Die Abbildungen in
Kapitel |5.3| zeigen, wie sich verschiedene Szenarien auf die Erwdrmung innerhalb

der Maschine auswirken.

Da fiir Maschinen dieser Art die auftretenden Temperaturen im Stator ebenso
von Bedeutung sind, konnte ein thermisches Modell des Stators aufgebaut und
thermisch mit dem bestehenden Rotormodell gekoppelt werden. Dadurch wiirde
sichtbar werden, wie sich die Temperaturverteilung in der gesamten Maschine

entwickelt und die erlaubten Anldufe ausgewertet werden.
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Teil A: Leerlaufkennlinie
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Teil B: Erwarmungslauf

Stator-resistance [mf2]

Warm resistance after heat run:
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