TU

Grazm

Johannes Gstohl, BSc

Verlustbestimmung eines High Performance Crankshaft
Integrated Starter/Generators

MASTERARBEIT

zur Erlangung des akademischen Grades

Diplom-Ingenieur

Masterstudium Elektrotechnik

eingereicht an der

Technischen Universitat Graz

Betreuer

Univ.-Prof. Dr.-Ing. Annette Mitze
Christian Paar, MSc

Institut fir
Elektrische Antriebstechnik und Maschinen

Graz, September 2015



i



EIDESSTATTLICHE ERKLARUNG

Ich erklare an Eides statt, dass ich die vorliegende Arbeit selbststandig verfasst,
andere als die angegebenen Quellen/Hilfsmittel nicht benutzt, und die den benutzten
Quellen wortlich und inhaltlich entnommenen Stellen als solche kenntlich gemacht

habe. Das in TUGRAZonline hochgeladene Textdokument ist mit der vorliegenden
Masterarbeit identisch.

Datum Unterschrift



Danksagung

An erster Stelle mochte ich all jenen danken, die durch ihre fachliche und personliche Unter-
stiitzung zum Gelingen dieser Masterarbeit beigetragen haben.

Diese Arbeit entstand in Kooperation der Firma Magna Powertrain mit dem Institut fiir elek-
trische Antriebstechnik und Maschinen an der Technischen Universitdt Graz. Ich mdéchte mich

herzlich fiir die Zusammenarbeit und das Erméglichen dieser spannenden Arbeit bedanken.

Mein besonderer Dank gilt Herrn Christian Paar, MSc fiir seine wirklich hervorragende Be-
treuung, die regelméfkigen Treffen und die Hilfsbereitschaft, die er mir entgegenbrachte. Ebenso
danke ich Frau Univ.-Prof. Dr.-Ing. Annette Miitze und Herrn Dipl.-Ing. Dr.techn. Johann Ba-

cher, die immer ein offenes Ohr fiir meine Anliegen hatten.

Vor allem aber mdochte ich mich bei meiner Familie, insbesondere bei Mama Edith und Papa
Werner, die mir mein Studium ermdglicht und mich in all meinen Entscheidungen bestarkt
haben, bedanken. Auch meinen Geschwistern Eva-Maria und Bernhard und meinem Schwager

René gilt mein Dank fiir ihre Unterstiitzung in jeder Hinsicht.

Danken mochte ich auch meinen Mitbewohnern, die den Anfang meiner (steilen) Tenorhorn-
Karriere geduldig mitverfolgt haben und stundenlang den wundervollen Kldngen meines Akkor-

deons lauschten. Bsundrigs aber am Cleee, deas die ganze Zit do in Graz mit mir usghebt heat ;)

Auch meinen Freunden vom DynamoBauZeichensaal sei fiir die abwechslungsreiche Freizeitge-
staltung aufserhalb der Lernzeiten zu danken. Im speziellen mochte ich hierbei Andi, Bernhard,
Chris, Julius und den Schwingkreis (Déme und Gemsli) erwihnen. Einen besonderen Dank auch
an Radio Muffti fiir die unterhaltsamen und literarisch wertvollen Beitrige, die wihrend der
Zeit des Schreibens der Arbeit, in den Mittagspausen, immer wieder fiir Auflockerung sorgten.
Vielen Dank!

v



Kurztassung

Aufgrund der immer héheren Ausnutzung elektrischer Maschinen ist es notwendig, die Tempera-
tur der kritischen Bereiche (Wicklung, Permanentmagnete) schon in der frithen Planungsphase
zu beriicksichtigen. Dabei ist eine analytische Berechnung von Vorteil, da hiermit sehr rasch
eine grobe Abschitzung gewonnen werden kann.

In der vorliegenden Arbeit wird ein Modell vorgestellt, das die Berechnung der Verlustleistungen
eines kurbelwellenintegrierten Starter-Generator-Motors, welcher als permanentmagneterregte
Synchronmaschine mit vergrabenen Magneten ausgefiihrt ist, beinhaltet, und durch Kopplung
mit einem thermischen Netzwerk auf die Temperaturen in der Maschine schliefst. Dabei werden
auch Formeln zur Berechnung der Warmeiibergangswiderstinde und Warmekapazitdten ange-
geben. Die analytischen Modelle werden durch FEM-Berechnungen bzw. Messdaten validiert.
Besonderes Augenmerk wird in dieser Arbeit auf die analytische Berechnung der Induktionsver-
teilung im Luftspalt mittels des Kennlinienschnittverfahrens gelegt, das die korrekte Ermittlung
des Oberwellenspektrums erlaubt. Dies ist vor allem bei konzentrieren Wicklungen wichtig, da

durch deren Oberwellenamplituden nicht zu vernachlissigende Verluste im Rotor entstehen.



Abstract

Due to the ever-increasing use of electrical machines, it is necessary in an early stage of the
development planning phase to consider the temperature in critical areas (winding, permanent
magnets). In this case it is advantageous to employ analytic calculations, because a rough
estimation can thus be conducted quickly.

In this thesis a model will be presented that contains the calculation of the power dissipation
of a crankshaft integrated starter-generator-motor which is designed as an interior permanent-
magnet synchronous machine. The loss model is coupled with a lumped parameter thermal
network. Furthermore, equations for the calculation of heat transmission resistances and heat
capacities will be presented. The analytic models will be validated using FEEM simulation results
and measurement data. Special attention will be given to the analytic calculation of the air
gap field, using the characteristic curve section procedure, which allows the harmonic wave
spectrum to be determined. This is especially important if using concentrated windings since

the amplitudes of the harmonics may lead to significant losses in the rotor.
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1. Einleitung/Motivation

Aufgrund des Klimawandels der letzten Jahrzehnte und der Ressourcenknappheit fossiler Brenn-
stoffe, wird die Entwicklung alternativer Antriebskonzepte immer mehr geférdert. Vor allem rein
elektrisch betriebene Fahrzeuge stehen dabei im Fokus, bei denen sich der CO, - Ausstoft im Be-
trieb ausschlieflich auf die Produktion der elektrischen Energie reduziert, sofern diese nicht aus
erneuerbaren Energiequellen gewonnen wird. Der grofste Nachteil solcher Fahrzeuge stellt immer
noch die geringe Reichweite dar. Dies ist auch einer der Hauptgriinde, warum sich Elektroautos
in den letzten Jahren nicht durchsetzen konnten. Eine Alternative dazu stellen Hybrid-Autos
dar, bei denen sich mindestens zwei Antriebskonzepte in einem Antriebsstrang befinden. Meis-
tens findet sich in so einem Hybrid-Antriebsstrang eine Verbrennungskraftmaschine (VKM)
in Kombination mit einer elektrischen Maschine, die die Vorteile grofer Reichweite der VKM
und hoher Effizienz des Elektromotors vereinen. Je nach Hybridisierungsgrad werden dadurch

Kraftstoffeinsparungen von mehr als 20 % erreicht [1].

Beim Einsatz elektrischer Maschinen in Hybrid-Antriebsstringen spielen permanentmagne-
terregte Synchronmaschinen (PMSM) aufgrund ihrer hohen Leistungsdichte und des hohen
Wirkungsgrades eine bedeutende Rolle. Dabei kommen sowohl permanentmagneterregte Syn-
chronmaschinen mit Oberflichenmagneten SPMSM (,,Surface-mounted Permanent Magnet
Synchronous Motor“) als auch permanentmagneterregte Synchronmaschinen mit vergrabenen
Magneten IPMSM (,, Interior Permanent Magnet Synchronous Motor“) zum Einsatz.

In der Automobilanwendung sind kompakte Maschinen ein sehr bedeutendes Kriterium, da
durch die vielen Lastwechsel eine hohe Dynamik der elektrischen Maschinen gefordert und der
Platzbedarf meist eingeschrénkt ist. Zusétzlich werden durch leichtere Maschinen die Achslasten
reduziert.

Mit permanentmagenterregten Traktionsgeneratoren konnen Wirkungsgrade von iiber 97 %
tiber das ganze Kennlinienfeld erreicht werden [2]. Auch bei Traktionsmotoren steht der ho-
he Wirkungsgrad iiber einen sehr grofen Teil des Kennlinienfelds zur Verfiigung |2, 3].

Zur Kostenersparnis werden die Statorwicklungen vermehrt als Zahnspulenwicklungen ausge-
fiihrt, was den Fertigungsaufwand der Maschine beachtlich reduziert. Auch die Leistungsdichte
der Maschine kann durch die konzentrierten Wicklungen gesteigert werden, da der Wickelkopf

im Vergleich zur verteilten Wicklung sehr kurz ausfillt und dadurch die axiale Ausdehnung der



1. Einleitung/Motivation

M 19Wicklung
_ oy
Verlust- J Thermisches-
N modell modell Bung

Abbildung 1.1.: Modellstruktur

Maschine gering gehalten werden kann [4, 5]. Durch den kiirzeren Wickelkopf kann Leiterma-
terial eingespart werden, was zum einen Kosten reduziert und zum anderen die Kupferverluste
verringert [4].

Dem gegeniiber stehen Nachteile wie beispielsweise grokere Larmentwicklung [6]. Von wichti-
gerer Bedeutung sind jedoch die erhéhten Rotorverluste, die durch das Oberwellenspektrum
entstehen. Wahrend bei der konventionellen verteilten Wicklung die Rotorverluste bei PMSM
vernachlissigt werden kénnen [7], kann es bei PMSM in Kombination mit konzentrierter Sta-
torwicklung zu unzuléissig hoher Erwirmung der Magnete, und damit zur irreversiblen Ent-
magnetisierung der Permanentmagnete kommen. Besonders hohe Drehzahlen, und die dadurch
bedingte Feldschwichung, stellen kritische Betriebspunkte dar.

Bedingt durch den Einbauort und die hohe Leistungsdichte, erfolgt die Kiihlung elektrischer

Maschinen in Fahrzeuganwendungen meist durch eine Wasserkiihlung.

Da die Maschinen, im Hinblick auf die Leistungs- und Momentendichte, immer héher ausge-
nutzt werden, ist es wichtig, schon in der frithen Planungsphase das Temperaturmanagement
miteinzubeziehen und spéter im Betrieb der Maschine die zuldssigen Temperaturen nicht zu
iiberschreiten. Ziel dieser Arbeit war es, ein Programm zu entwickeln, das die Temperaturver-
teilung der Maschine bei einem bestimmten Betriebspunkt, unter Vorgabe von Drehzahl und
Drehmoment, vorausberechnet und eventuell in der Invertersoftware implementiert wird, um
eine moglichst hohe Ausnutzung der Maschine (kurzfristige Uberlast usw.) unter Einhaltung
der zuldssigen Grenztemperaturen zu erreichen. In Abbildung 1.1 ist die Struktur des Berech-

nungsmodells dargestellt.



2. Systembeschreibung

Ein Startergenerator vereint die Funktionen von Anlasser und Lichtmaschine einer Verbren-
nungskraftmaschine in einer einzigen elektrischen Maschine. Dabei wird zwischen Starterge-
neratoren unterschieden, die wie die konventionelle Lichtmaschine durch einen Keilriemen an-
getrieben werden, und solchen, die direkt auf der Kurbelwelle, zwischen der VKM und dem
Getriebe, sitzen. Das kurbelwellenintegrierte Konzept erlaubt hohere Leistungen, da die me-

chanisch iibertragbare Leistung durch einen Riemen begrenzt ist [8].

In dieser Arbeit wird die elektrische Maschine eines kurbelwellenintegrierten Startergenerators
(CiSG) untersucht, sieche Abbildung 2.1. Kurbelwellen-Startergeneratoren entsprechen nach [1]
dem Hybridisierungsgrad eines Mild-Hybrid. Aufgrund des hohen Spannungsniveaus (>200V)
und der grofen Leistung (80 kW Spitze) ist mit dem in dieser Arbeit untersuchten CiSG auch
rein elektrisches Fahren moglich. Dadurch kann dieser Starter-Generator-Motor in die Kategorie
eines Full-Hybrid-Antriebs eingestuft werden.

Die elektrische Maschine eines Full-Hybrid Antriebskonzepts ibernimmt folgende Aufgaben [1]:

o (eneratorbetrieb: Der Startergenerator speist iiber den Umrichter das Bordnetz des Fahr-

zeugs.

e Start/Stopp: Beim Anhalten des Fahrzeuges wird die VKM abgestellt und wieder gestar-

tet, wenn der Fuf von der Bremse genommen wird oder die Kupplung betétigt wird.

e Rekuperation: Beim Bremsen wird die elektrische Maschine als Generator betrieben. Da-

durch wird ein Teil der kinetischen Energie genutzt, um die Batteriespeicher aufzuladen.

e Boosten: Beim Anfahren und Beschleunigen wirkt das Drehmoment des Elektromotors
unterstiitzend auf die VKM.

o [-Fahren: Fiir kurze Strecken ist rein elektrisches Fahren moglich.

Durch diese Funktionen, die der Startergenerator iibernimmt, kann eine Kraftstoffersparnis von
tiber 20 % erreicht werden [1].



2. Systembeschreibung

Leistung | Drehmoment Drehzahl Polpaarzahl | Anzahl der | Strangzahl Kiihlart
in kW in Nm in U/min - Statorzihne - -
Pmaa: Mmax Nyenn Nmax p Zl m -

80 350 3000 | 6800 10 30 3 Wasserkiihlung
Tabelle 2.1.: Motordaten
VKM
Dual mass Rotor & Stato'r & Main
flywheel clutch cooling housing
N module jacket
CisSG
Getriebe
~~_

Abbildung 2.1.: Antriebsstrang eines
Kurbelwelleninte-
grierten Startergene-

rators;
Quelle:

wertrain

Magna Po-

Inverter/
power
electronics

Abbildung 2.2.: Aufbau des Magna Powertrain
CiSG;
Quelle: Magna Powertrain

Der Aufbau des Magna Powertrain CiSG ist in Abbildung 2.2 dargestellt. Das Zweimassen-

schwungrad verhindert, dass die von der VKM ausgehende Drehschwingungen nicht auf das

Getriebe bzw. den Antriebsstrang iibertragen werden. Die trockenlaufende Kupplung ist im

Rotor integriert und wird elektromagnetisch betétigt. Zusammen mit dem Stator, der von ei-

nem Wasserkiihlmantel umgeben wird, ist das Rotor-Kupplungspaket und das Schwungrad in

einem Gehduse untergebracht. Gespeist wird die Maschine {iber einen Umrichter von der Bat-

terie. Die Eckdaten der Maschine sind in Tabelle 2.1 aufgelistet, die Hauptabmessungen in
Tabelle 2.2.




2. Systembeschreibung

Abmessungen
in mm
Stator Rotor Eisenlénge | Luftspalt
Rso | Rsi | Rra | Rri Le, )
140 | 110 | 109 | 87,5 80,55 1

Tabelle 2.2.: Abmessungen

Windungszahl | Drahtdurchmesser | Querschnitt | Leitfdhigkeit | Dichte | sp. Warmekapazitét
- in mm in mm? in 50— in % in kgiK
N Draht Acu Keu Pecu Cp,cu
65 1,03 0,8332 58,5 8933 382

Tabelle 2.3.: Kupferdaten

Die Statorwicklung ist als konzentrierte Wicklung ausgefiihrt. Der Stator ist aus 30 bewickelten
Zahn-Segmenten zusammengesetzt, siche Abbildung 2.3. Die Stator- und Rotorblechpakete be-
stehen aus dem Elektroblech M270-35A. Die in dieser Arbeit verwendeten Materialeigenschaften
fiir die Wicklung und das Stator- bzw. Rotoreisen sind in den Tabellen 2.3 und 2.4 aufgelistet.
Die Magnetisierungskennline des Elektroblechs M270-35A ist in Abbildung 2.5 dargestellt.

Abbildung 2.3.: Stator; Abbildung 2.4.: Rotor;
Quelle: Magna Power- Quelle: Magna
train Powertrain

Bei der Rotorausfithrung permanentmagenterregter Synchronmaschinen wird prinzipiell zwi-
schen zwei Typologien unterschieden. Beim Rotortyp mit Oberflichenmagneten (SPMSM) wer-
den die Permanentmagnete auf die Rotoroberfldche geklebt und durch eine Bandage fixiert. Bei
PMSM mit vergrabenen Magneten (IPMSM) sind die Permanentmagnete in das Rotorblech-

paket eingebettet. Der Rotor des Magna Powertrain CiSG ist mit vergrabenen Magneten aus-
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Nenndicke | Eisenfiillfaktor | Dichte | sp. Warmekapazitéit
in mm - in % in kgiK
3 kFe Pre Cp,Fe
0,35 0,97 7643 452

Tabelle 2.4.: Eisendaten; Quelle: [9]

B-H-Charakteristik M270-35A

By [T]

— Magnetisierungskennlinie

0

| | | |
0 02 04 06 08 1 1

Hyr [A/m]

| | | |
2 14 16 18 2
10°

Abbildung 2.5.: Magnetisierungskennlinie des Elektroblech M270-35A; Quelle: [9]

gefithrt und hat eine Polpaarzahl von p = 10, siehe Abbildung 2.4. Auf die Vor- und Nachteile
beider Typen wird an dieser Stellen nicht eingegangen und ist bei Interesse in entsprechender
Literatur, wie beispielsweise in [10] nachzulesen. Die unterschiedlichen Betriebsverhalten wer-

den in Kapitel 3.2 bzw. in Kapitel 4 behandelt.

Eine hohe Leistungsdichte elektrischer Maschinen setzt eine hohe Luftspaltflussdichte voraus
[10]. Aufgrund der hohen Remanenzflussdichte und Koerzitivfeldstirke werden heutzutage fast
ausschlieflich Permanentmagnete, die aus der Legierung von Neodym, Eisen und Bor bestehen
und zur Gruppe der Seltenerdmagnete gehdren, in Hochleistungsmaschinen verwendet. In der in
dieser Arbeit analysierten Maschine sind die NdFeB-Magnete N37UZ des Herstellers Shinetsu
verbaut [11]. In Tabelle 2.5 sind die Eigenschaften des Magnetmaterials angefiihrt.

Remanenzflussdichte | Koerzitivfeldstirke | Permeabilitéit | sp. Leitfdhigkeit | Dichte | sp. Wirmekapazitét
. . kA .V .. g .k . J
inT in <= in 2= in = in ﬁ in
Br HCB Hpar Kpar Ppam Cp,pM
1,19-1,25 -891 1,05 7,14 -10° 7650 190

Tabelle 2.5.: Magnetdaten; Quelle: [11]




3. Analytischer Entwurf und

Maschinenberechnung

In diesem Kapitel wird auf die wichtigsten Wicklungseigenschaften eingegangen und erldutert,
warum es sinnvoll ist, die Parameter L; und L, fiir deren Anwendung in analytischen Ver-
lustberechnungen, aus FEM-Daten zu beziehen. Weiters werden zwei Verfahren vorgestellt, die
Flussdichteverteilung im Luftspalt zu ermitteln, wobei auf das Kennlinienschnittverfahren ein

besonderes Augenmerk gelegt wird.

3.1. Wicklung

Der wohl grofte Vorteil eines Zahnspulen-Wicklungssystems gegeniiber der konventionellen ver-
teilten Wicklung ist der hohe Grad an Automatisierung bei der Herstellung, das dieses System
erlaubt. Die einzelnen Spulen lassen sich vorher wickeln und miissen dann nur noch auf die Sta-
torzahne geschoben werden, oder es kann zur vollstdndigen Automatisierung ein Nadelwickler
eingesetzt werden |4]. Es ist auch moglich, bereits bewickelte Statorzahn-Segmente zu fertigen

und den Stator dann aus diesen zusammenzusetzen, siche Abbildung 2.3.

Dadurch, dass die Wicklung um einen Zahn, daher der Name Zahnspulenwicklung, gewickelt
wird, ergeben sich wesentliche Vorteile, vor allem im Wickelkopfbereich. Zum einen ergeben sich
durch die kurzen Wickelkopflingen kompakte Abmessungen der Maschine, wodurch Material-
kosten eingespart werden kénnen und die Leistungsdichte der Maschine gesteigert werden kann.
Zum anderen bestehen niedrige Anforderungen an die Isolation, da zumindest im Wickelkopf-
bereich auf eine Kreuzung der Phasen verzichtet werden kann [4]. Weiters fiithren die kiirzeren
Leiterlingen zu geringeren Stromwérmeverlusten und die Ausnutzung der aktiven Liange kann
gesteigert werden [4]. In Abbildung 3.1 ist der vereinfachte Aufbau und vor allem die kiirzere
Wickelkopflange deutlich zu erkennen.

Der Hauptgrund, warum sich die konzentrierten Wicklungen bei konventionellen Maschinen
nicht durchgesetzt haben, liegt darin, dass sie einen wesentlich hoheren Anteil an Feldoberwel-
len haben, welche sich bei permanentmagneterregten Maschinen negativ auf die Rotorverluste

auswirken. Hierbei treten bei Zahnspulenwicklungen, die eine Sonderform der Bruchlochwick-
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AN L. ERTW
Abbildung 3.1.: Vergleich des Wickelkopfes einer verteilten Wicklung (links) mit der einer in
Zahnspulentechnik (rechts); Quelle: [12]

lung darstellen, nicht nur ungeradzahlige Vielfache der Grundwelle auf, sondern auch je nach
Lochzahl, Vielfache und Subharmonische [4|. Besonders die Unterwellen, die lingerwellig als

die sogenannte Arbeitswelle sind, erzeugen nicht zu vernachlissigende Verluste [4].

3.1.1. Wicklungsaufbau

Wie im obigen Absatz erwdahnt, ist die Zahnspulenwicklung eine Sonderform der Bruchloch-
wicklung bei der gilt: ¢ < 1. Dabei entspricht ¢ der Anzahl der Spulen je Spulengruppe, auch
Lochzahl genannt. Dies erreicht man durch eine Sehnung der Wicklung, bei der die Spulenweite
genau einer Nutteilung entspricht. Fiir eine sinnvolle Wicklungsausfithrung sollte die Grund-
feldwellenausnutzung moglichst hoch sein. Dies wird erreicht, wenn die Nutzahl N; moglichst
nahe bei der Polzahl 2p liegt [4].

Es gilt die Nutzahlregel:

Ni=2p-m-q (3.1)

Grundsitzlich lassen sich alle durch die Strangzahl m teilbaren Stindernutzahlen realisieren
[4]. Die untersuchte Maschine besteht aus 30 Nuten, was bei einer Zweischichtwicklung genau
30 Einzelspulen entspricht. Der Rotor hat 10 Polpaare, d.h. 20 Pole. Die Maschine wird von
einem 3-Phasen Drehstromsystem gespeist, daher ist die Strangzahl m = 3. Man erhélt aus der
Gleichung (3.1) die Gleichung (3.2).

1
30=20-3-9=20.3. - (3.2)
Ng 2

Der echte Bruch der Lochzahl ¢ besteht aus einem Zéhler z, und einem Nenner n, und ergibt

1

sich aus den angegebenen Maschinenparametern zu q = 5.
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Es ist ersichtlich, dass mit der Lochzahl ¢ = % die Forderung fiir eine hohe Grundfeldwellen-
ausnutzung N; =~ 2p nur bedingt erfiillt wird, was zu einem relativ geringen Wicklungsfaktor
fithrt, auf den im Kapitel 3.1.2 noch genauer eingegangen wird. Dafiir konnen bei gegebener
Nutzahl relativ kleine Polzahlen erreicht werden [4].

Werden Polzahlen von 2p = Nj £ 1 realisiert, konnen Wicklungsfaktoren erreicht werden, die

jenen von verteilten Wicklungen entsprechen [4].

3.1.2. Wicklungsfaktor

Der Wicklungsfaktor fiir die Grundwelle ist ein Maf fiir die Grundfeldausnutzung und besteht
aus dem Sehnungsfaktor, dem Zonenfaktor und dem Nutschlitzfaktor [4]. Der Wicklungsfaktor
fiir die Arbeitswelle sollte moglichst eins sein [13]. Der wichtigste Faktor fiir die Zahnspulen-
wicklung ist der Sehnungsfaktor. Unabhéngig von der Wicklungsart gilt fiir den Sehnungsfaktor
[4, 14]:

£, = sin(g : TK), (3.3)

wobei W der Spulenweite und 7, der Polteilung entspricht. Die Forderung nach einem méglichst
hohen Sehnungsfaktor bedingt, dass das Verhéltnis von Spulenweite und Polteilung nahe bei
eins liegt.

Die Polteilung ergibt sich aus:

Ty = — (3.4)

Und die Spulenweite [4]:
W=r,=— (3.5)

Die Gleichung (3.3) gilt allerdings nur fiir die Grundwelle. Da bei konzentrierten Wicklungen
Oberwellen eine wesentliche Rolle spielen, werden im Folgenden Formeln verwendet, die auch

die Harmonischen beriicksichtigen [4]:

&g, = sin (v - —1) (3.6)
sinl(3 - 59)-4
£z, = 2-sin (3 — 5%) (3.7)
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Tabelle 3.1.: Wicklungsfaktoren

v €SV €ZV SNV 51/ BI/ / Bl/l
1 0,8660 1 0,9864 0,8542 1,0000
-2 -0,8660 1 0,9462 -0,8195 0,4796
4 -0,8660 1 0,7952 -0,6887 -0,2016
-9 0,8660 1 0,6917 0,5990 -0,1402
7 0,8660 1 0,4527 0,3920 0,0656
-8 -0,8660 1 0,3281 -0,2842 0,0416
10 -0,8660 1 0,0958 -0,0830 -0,0097
-11 0,8660 1 -0,0027  -0,0023 0,0002
13 0,8660 1 -0,1475  -0,1277 -0,0115
-14  -0,8660 1 -0,1902 0,1648 -0,0138
16 -0,8660 1 -0,2164 0,1874 0,0137
-17 0,8660 1 -0,2029  -0,1757 0,0121
19 0,8660 1 -0,1371  -0,1188 -0,0073

Der Sehnungsfaktor ergibt sich aus Gleichung (3.6) und der Zonenfaktor aus Gleichung (3.7),
wobei z fiir die Anzahl der in Serie geschalteten Spulen steht. Fiir den Nutschlitzfaktor gilt [4]:
sin (22 . v)

. bsn
V5 Ra

Der Koeffizient by, beriicksichtigt die Nutschlitzbreite und Ry; steht fiir den Innenradius des
Stators. Die Ordnungszahlen der auftretenden Harmonischen lassen sich nach [4] berechnen:
6-p
v=p+—-g; g=0,+1,£2 £3,--- (3.9)
Ng
Der Wicklungsfaktor setzt sich aus dem Produkt von Sehnungsfaktor, Zonenfaktor und dem

Nutschlitzfaktor zusammen.

& =8s, -8z, - &N, (3.10)

Fiir eine erste Abschitzung wird der Nutschlitzfaktor meist vernachlissigt [4].

Fiir die vorliegende Maschine ergeben sich die in Tabelle 3.1 dargestellten Wicklungsfakto-
ren bis zur 19. Nutharmonischen. Die letzte Spalte zeigt das Verhéltnis der Amplituden der
Harmonischen zu jener der Grundwelle. Da die Maschine nur eine Spule in Serie hat, ist der
Zonenfaktor eins.

Unterwellen treten nur fiir Lochzahl-Nenner n, > 3 auf [4]. Somit gilt fiir den Lochzahlnenner

n, = 2, dass die langwelligste Unterwelle die Grundwelle ist und nur Oberwellen auftreten.

10
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Charakteristisch fiir diese Lochzahl ist auch, dass der Sehnungsfaktor fiir alle Oberwellen gleich
bleibt [13].

Mit der Strangzahl m = 3 bildet sich ein Mitsystem mit 1,5-facher Strangamplitude aus [4]. Die
durch drei teilbaren Ordnungszahlen verschwinden. Die Ordnungszahlen mit positivem Vorzei-
chen laufen mit der Grundwelle mit, die negativen Ordnungszahlen symbolisieren gegenldufige
Wellen [13].

Der Sehnungsfaktor der untersuchten Maschine ist mit 0,866 relativ gering. Durch eine geeignete
Nut-Polzahl-Kombination kénnen bei Zahnspulenwicklungen Sehnungsfaktoren von bis zu 0,945
erreicht werden [4, 12].

3.2. Parameterberechnung

Ist eine moglichst genaue Drehmomentvorhersage gefordert, ist es nicht sinnvoll, einen ana-
lytischen Néherungsansatz fiir die Berechnung der Induktivitdten Ly und L, im rotorfesten
Koordinatensystem zu verwenden, da die Parameter direkt in die Drehmomentgleichung mit
einfliefien, siche Gleichung (4.1). Die Literaturrecherche hat ergeben, dass keine ausreichend
genaue analytische Berechnung der Induktivitaten moglich ist. Die Parameter L, und L, hén-
gen sehr stark von den eingestellten d- und ¢-Stromkomponenten, dem Stromarbeitspunkt, ab.
Grund dafiir sind hauptsichlich Sattigungs- und Kreuzkopplungseffekte und ein magnetisch
nicht symmetrisch (L, # L,) aufgebauter Rotor [15, 16].

Bereits bei kurzzeitiger, extremer Uberlastung einer handelsiiblichen PMSM kann die Stinder-

induktivitit um mehr als 40 % variieren [15].

Im Folgenden werden diese Ursachen genauer beschrieben [17]:

o Lauferaufbau: Bei PM-Maschinen mit vergrabenen Magneten ist der effektive Luftspalt in
der Magnetisierungsrichtung (d-Achse) aufgrund der Permanentmagnete, die magnetisch
wie Luft wirken (p,.,, & o), grofer als in der g-Richtung. Dies bewirkt eine Verminderung
der Induktivitdt in Léngsrichtung gegeniiber der Querrichtung (L, < L,).

Bei Maschinen mit Oberflichenmagneten wirken die Magnete, die auf der Rotoroberfliche
angebracht sind, magnetisch gesehen, wie ein vergroferter und konstanter Luftspalt. Hier
gilt: Ly = L,,.

o Sdttigungseffekte im Statoreisen: Aufgrund der magnetischen Sattigung kommt es zu ei-
nem nichtlinearen Zusammenhang zwischen dem Statorstrom und der Statorflussverket-
tung, was bedeutet, dass die Induktivitdtswerte vom jeweiligen Magnetisierungszustand
abhéngen. Da die Permanentmagnete eine starke Vormagnetisierung in d-Richtung bewir-

ken, ist der Sédttigungszustand des Eisens in dieser Richtung grofser als in Querrichtung.

11
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Die Folge dieses ungleichen Sattigungszustandes ist ein kleinerer Induktivitatswert der
Phasenwicklung, wenn die Rotorachse auf die magnetische Achse der Wicklung ausge-
richtet ist [17].

o Kreuzkopplung: Die Statorinduktividten und der Magnetisierungszustand einer Achse han-
gen sowohl von der Stromkomponente dieser Achse, als auch von der Stromkomponente
der orthogonal darauf stehenden Achse ab, da die Fliisse der beiden Komponenten im glei-
chen Blechpaket verlaufen. Wird beispielsweise ein positiver d-Strom eingeprigt, kommt
es zu einer Vorsittigung des Blechs. Bei zusédtzlicher Einpragung eines ¢g-Stromes kommt

es zu einer fritheren Sittigung des Elektroblechs [16].

Ausgehend von den linearisierten Flussgleichungen [16]

wd - 1/}131\/1 + Ld . Id (311)

und
Vg =Ly 1, (3.12)

bei denen von konstanten Induktivititen ausgegangen wird, sind in realen Maschinen die In-
duktivitdaten durch oben beschriebene Effekte vom Betriebspunkt, d.h. von den Strémen I; und
I, abhéngig. In der Literatur wird das lineare System oft in Selbst- und Gegeninduktivititen
unterteilt [16]:

VYa = Vpy + Laa(la) - 1g + Lag(1a,14) - 1, (3.13)

¢q = qu(]q) Ay + qu(-[da-[q) -1 (3.14)

Lgq und Ly, stellen die sogenannten Selbstinduktivititen dar, die nur durch den ,eigenen”
Strom beeinflusst werden, also I oder I,. L4, und L4 sind die Gegeniduktivitdten, die sowohl

von I, als auch I, abhingen.

Aus den Gleichungen (3.13) und (3.14) erkennt man die komplexen Zusammenhénge fiir die
Berechnung der Parameter L; und L,. Darum wurden diese Parameterwerte durch ein Finite
Elemente (FEM) - Programm berechnet und in das analytische Berechnungsprogramm im-
plementiert. In Abbildung 3.2 und 3.3 sind die Flussverkettungen bzw. Induktivititen der d-
und ¢-Achsen in Abhéngigkeit der Strom-Betriebspunkte, der in dieser Arbeit untersuchten
Maschine, dargestellt.

12
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Abbildung 3.2.: ¥, (links) und ¥, (rechts) in Abhéngigkeit von I, und I,
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Abbildung 3.3.: L, (links) und L, (rechts) in Abhéngigkeit von I, und I,
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3.3. Analytische Berechnung des Magnetkreises und des
Luftspaltflussdichteverlaufs

Die analytische Berechnung der Eisen- und Magnetverluste setzt die Kenntnis des Induktions-
verlaufs im Luftspalt voraus. Prinzipiell gibt es drei Mdglichkeiten, die Luftspaltflussdichte zu
berechnen [18]:

e Analytische Berechnung iiber den Magnetkreis
e Analytische Berechnung iiber die Laplace/Poisson Gleichungen [4]

e Finite-Elemente-Methode (FEM)

Im Folgenden werden zwei analytische Methoden vorgestellt, den Luftspaltflussdichteverlauf
iiber den Magnetkreis zu berechnen. Zum einen ein klassischer Ansatz, ausgehend von einer
Radialmagnetisierung durch die Permanentmagnete iiber ein Reluktanznetzwerk, zum anderen

ein Kennlinienschnittpunktverfahren, das in [19] vorgestellt wird.

3.3.1. Reluktanznetzwerk

Bei der Berechnung des Eisenkreises werden zunéchst folgende Annahmen getroffen:

e Der Nutungseinfluss des Stators wird im ersten Schritt vernachlissigt. Der Luftspaltleit-

wert iiber dem betrachteten Pol wird als konstant angenommen.
e Es wird von einer reinen Radialmagnetisierung der Permanentmagnete ausgegangen.

Im ersten Schritt wird der ,offene Magnetkreis, d.h. keine Stromeinprigung im Stator, berech-
net. In dieser Arbeit wurde der Magnetkreis der Maschine durch ein einfaches Reluktanznetz-
werk, nach Abbildung 3.4 nachgebildet.

Der Magnetkreis besteht aus dem Luftspalt und der Eisenreluktanz, bestehend aus Statorzahn-
und Joch und dem Rotorjoch. @p,, stellt die Durchflutung dar, die von den Permanentma-
gneten ausgeht. Die Streupfade an den Magnetenden werden durch die Reluktanzen R, ,; und
R, -2 beriicksichtigt. Mit R

Rotorjocheisen mit eingeschlossen, der bei der IPMSM konstruktionsbedingt vorhanden ist.

m.yp Wird der Bereich zwischen den Permanentmagneten und dem

Fiir Permanentmagnetmaterialien, die eine lineare Demagnetisierungskennlinie im zweiten Qua-

dranten aufweisen, kann die Durchflutung mit folgender Gleichung berechnet werden [10]:

©pym = h,,, - Hep, (3.15)

14
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Rmvth
@02 q)(rl
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Rm70'2 @PA\[ Rmyo'l
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| S|

Abbildung 3.4.: Reluktanznetzwerk der Maschine; nach [10].

mit der Magnethohe h,,, und der Koerzitivfeldstirke Hop.

Der magnetische Widerstand setzt sich aus Geometriegrofien und einer Materialkonstanten

PM

zusammen:
o
=i
Daraus ergibt sich die Reluktanz der Permanentmagnete, Gleichung (3.17) und fiir den Luftspalt
gilt Gleichung (3.18).

R, (3.16)

h
R oy = — M (3.17)
o Hpar - lFe ’ bPM
)
Rpy = ———— (3.18)
ILLO ' Tp : lFe’

Dabei ist [, die Eisenlénge, b,,, die Magnetbreite und ¢ die Luftspaltlénge.

PM

Die Eisenséttigung wird durch ein iteratives Verfahren, nach Gleichung (3.19) bestimmt, bei

der die Permeabilitit des Eisenkreises schrittweise erhéht wird [20]:

p(n+1) = u(n)*® - p(n —1)%%, (3.19)

bis die Summe aller Durchflutungen des Magnetkreises eine Fehlergrenze kleiner 102 erreicht:

> (R @) — Opy <107° (3.20)

Dadurch sind die Reluktanzen des Eisenkreises auch vom jeweiligen Iterationsschritt n abhéan-

gig:

15
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o hsz,p
Ko - :U’T(n) ’ bSZ,P ’ lFe

Die Bedeutung der verwendeten Formelzeichen fiir den Statorzahn sind in Abbildung 3.14

Rmvsz

(3.21)

dargestellt.
Mit den Jochldngen fiir den Stator (3.22) und den Rotor (3.23) aus [19]

(Dsa — hsj) - T

lg; = 22
(Dyg — hyj) -

l,; = 2

ergeben sich die magnetischen Widerstinde im Stator- bzw. Rotorjoch:

l..

Ry, = > 3.24
o po s pe(n) - he - Ly, (824
und
-
s , (3.25)

o pir(n) By,
wobei D, und D,, die Auendurchmesser und hg; und h,; die Jochhdhen des Stators bzw. des

Rotors darstellen.

Die Reluktanzen fiir die Magnettaschen und die Streupfade werden ebenfalls nach Gleichung
(3.16) berechnet. Fiir das gesittigte Rotoreisen im Magnetendbereich wird eine Permeabilitét
von fisr = pto angenommen [10]. Gleiches gilt fiir den Bereich der Magnettaschen. Die Geo-
metriedaten sind aus den Konstruktionszeichnungen der jeweiligen Maschine zu entnehmen.
Auf diese wird jedoch an dieser Stellen nicht weiter eingegangen, da sich dieses Verfahren zur
Berechnung der magnetischen Flussdichte im Luftspalt fiir Maschinen mit konzentrierten Wick-

lungen im Laufe dieser Arbeit als unzureichend herausgestellt hat.

Mit den zuvor berechneten Reluktanzen, kann nun der von den Permanentmagneten ausgehen-
de Luftspaltfluss @5 berechnet werden [10]. Zur besseren Ubersicht werden im Folgenden die

Eisenreluktanzen R, ., Ry, und R, ; zu einem Widerstand R,, . zusammengefasst.

18527
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B — Opu
6 - R’UL T

RmyPJM + RM,a + Rm,MT + RmyFe (n> + TPZ[ ) (Rm,(s + RmyFe (n)>

e (3.26)
R (R + R, ()
Dadurch kann nun auf die Flussdichte im Luftspalt geschlossen werden:
b
By = —2 (3.27)
Tp ' lFe

Fiir eine erste Abschétzung der berechneten Luftspaltflussdichte ist die Validierung der indu-
zierten Stdnderspannung bei Drehung des Rotors besonders geeignet. Die induzierte Spannung
der Grundwelle ergibt sich nach [21]:

~

Ps

Uind = —= * Wmech * N - gl
V2 , (3.28)

mit égzg'ég'Tp'lFe

Der Spitzenwert der Flussdichte im Luftspalt ergibt sich aus Gleichung (3.27) nach [10]:
A 4 b .
Bs=—-B;-sin (Lﬁ) (3.29)
T 2.7,

Abbildung 3.5 zeigt einen Vergleich zwischen einer am Prototypen der Maschine gemessenen
induzierten Spannung, einer aus der FEM-Berechnung und der berechneten Spannung aus dem
analytischen Ansatz. Der Verlauf aus der FEM-Berechnung ist identisch mit den Messwerten.

Die analytisch berechnete induzierte Spannung hat eine Abweichung von 1,4 %.

— gemessen

400 [-|-+- FEM —
analytisch /

200 / / 1

| | | | |
1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000
Drehzahl n [U/min]|

Umd [V]

Abbildung 3.5.: Induzierte Spannung
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Bestimmung des Luftspaltflussdichteverlaufs:

Der Luftspaltflussdichteverlauf wird {iber zwei e-Funktionen angenéhert [18]:

B5,M<9) = Bs - |:1 - 6*((');(')0)] ) 0, <O < Z
oo 2 (3.30)
Bs, (0) =Bs-e  « 0<O <,
wobei a ein empirisch ermittelter Wert ist [18]:
1 l
a=—-4/0- 5+L] (3.31)
2 |: /’LP]\/[

In Abbildung 3.6 ist die Anndherung der Luftspaltflussdichte iiber einen Pol dargestellt. Der
Winkel zwischen 0 und @, bzw. zwischen 6, und 7 ist dabei der Bereich zwischen den Magne-

ten. Mit der grauen Linie ist die ideale Rechteckdurchflutung eines Magneten dargestellt.

B()

bP M

’k/
I I T 0

|

|

|

|

|

|

|

|

|

|

|

|

|

|

|

i
0 Oa g 0y ™
q—Achse q—Achse

Abbildung 3.6.: Luftspaltflussdichteverlauf; nach [18].

Beriicksichtigung der Stindernutung:

Die Nutung des Stianders wird bei der Luftspaltfeldberechnung durch einen relativen Luftspalt-

leitwert beriicksichtigt. Durch Multiplikation des relativen Luftspaltleitwertes mit der vorher

berechneten Induktionsverteilung erhédlt man die Luftspaltflussdichteverteilung mit Nutungs-

einfluss [4, 22].

In Abbildung 3.7 ist ein Verlauf der relativen Luftspaltleitwerte nach [4, 22| iiber eine Nutteilung
by

dargestellt. Im Bereich der Nutung, zwischen —=2¢ und Z’"TO, bricht der Leitwert ein, im Bereich

der verminderten Zahnbreite by, ist der Betrag eins. Der Verlauf wird aus Sinusfunktionen
gebildet [4].

Fiir diesen Ansatz gelten folgende Annahmen/Voraussetzungen [4]:

e Die betrachtete Nut ist komplett offen.
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I
_ bno 0 bho Tn
2 2

Abbildung 3.7.: Relativer Luftspaltleitwert; nach [4, 22].

e Das Verhiltnis von Nutteilung zu magnetisch wirksamen Luftspalt ist grofer oder gleich

7,78.

e Die Rotoroberfliache ist glatt.

Die relative Luftspaltleitwertfunktion fiir einen Stator mit offenen Nuten ergibt sich laut [4, 22]

zu:

b, b,
A(@):1—2-5+2-/3-sm6(b,l-e), (=210 < g < “n0y
0

n

Die Gleichung (3.32) kann laut [4] als Fourierreihe dargestellt werden:

M) =X+ Y Ao - cos(o - 0)

n=0

mit c=N;-¢g;, g=1,23....

dabei ergibt sich der Gleichanteil zu:

!/

11 b
)\Ozl_g.@._z
und die Amplituden zu:
BNy 15 6 1 LT
Ay = : — 22| . sin —
8o |I-2Z ' 1-4.2 1-9.22 s
" 2.-m
mit x5 = )
0 O'bno

(3.32)

(3.33)

(3.34)

(3.35)

Der Faktor g fiihrt auf den Carter-Faktor zuriick und stellt eine relative Induktionsverringerung
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aufgrund der Nutung dar [4, 23]
1 1
=7 —F— (3.36)
2 bsn )
4+ (%)

Der Umfangswinkel des Feldeinbruchs wurde empirisch ermittelt und ergibt sich nach [4] zu:

bsn 4 _ 1 (bsn _
0,8+ 1074 (T - 6) ] e (5 079)} (3.37)

Die in den Gleichungen (3.32) bis (3.37) gestrichenen Grofen sind im Bogenmaf in die Rech-

/

nungen einzusetzen.
Durch Multiplikation des permanentmagnet erregten Luftspaltflussdichteverlaufs nach Glei-
chung (3.30) mit dem relativen Luftspaltleitwert nach Gleichung (3.32) ergibt sich nun der

neue Luftspaltflussdichteverlauf mit Einfluss der Statornutung:

B;(0) = Bs,,, (0) - A(0) (3.38)

Beriicksichtigung der Stator-Durchflutung:
Um den Einfluss der Stator-Durchflutung zu beriicksichtigen, wurde ein Ansatz gewahlt, bei
dem sich der Gesamtfluss aus zwei Teilen zusammensetzt [24]. Der erste Teil ist abhéingig vom

magnetischen Fluss in d-Richtung &4, der zweite vom Fluss in ¢g-Richtung &,:

b — |Opr + O, 641,
gesamt Rm,d(éd) + Rm,sj (@gesamt> Rm,q<@q> + Rm,sj (égesamt)

wobei sich Ry, 4 aus den Reluktanzen R, ,,,, R, B, .., B, und Ry, , aus den Reluktanzen

(3.39)

Ry ss B, B, zusammensetzt. Es wird davon ausgegangen, dass R,, 4 nur vom Fluss in

Léangsrichtung @, abhingt und R,, , ausschlieflich vom Fluss in Querrichtung ®,4. Daher kann

Ry,

q

|©@pur1,| R, O, |

q

@ gesamt

Abbildung 3.8.: Magnetkreis fiir I; und I,-Bestromung, geméf [24].
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3. Analytischer Entwurf und Maschinenberechnung

z.B. ein ¢-Fluss nicht den d-Zahnpfad nehmen und umgekehrt. Dies wird in Abbildung 3.8 durch
die zwei idealen Dioden beriicksichtigt. Da die beiden getrennt betrachteten Fliisse gemeinsam
im Joch verlaufen, hingt die Joch-Reluktuanz Ry; vom Gesamtfluss @ ¢4 ab [24]. Der Einfluss
der Stator Durchflutung in d-Richtung @, wirkt in Richtung der Permanentmagnete.

Die Grundwellen-Stator-Durchflutungen wurde mit der Gleichung (3.40) nach [21] berechnet.

L& - N,
Or,, :&.\/ﬁ.]d
| TP (3.40)

€ - N,
@Iﬂ:&.\/ﬁ.]q
: T p

Dieses Verfahren zur Bestimmung des Induktionsverlaufes im Luftspalt ist jedoch nur als Grund-
wellenbetrachtung geeignet, da sich zwar durch Einprédgung eines Statorstromes die Amplitude
andert, dies jedoch keinen Einfluss auf die Kurvenform hat und somit das Oberwellenspek-
trum nicht beeinflusst wird. Umfangreiche Details zu den Ergebnissen dieses Verfahrens sind

in Kapitel 7.1 beschrieben.

3.3.2. Kennlinienschnittverfahren

Das zweite hier vorgestellte Verfahren zur Berechnung des Magnetkreises beruht auf dem Kenn-
linienschnittverfahren nach [19]. Da dieses Verfahren Basis des analytischen Verlustberech-
nungsprogramms ist und damit sehr gute Ergebnisse im Hinblick auf Oberwellenbetrachtung
erzielt wurden, wird auf dieses Verfahren sehr detailliert eingegangen.

Basis dieses Verfahrens ist das Ampér’sche Durchflutungsgesetz:

fﬁ-dg’:ZH,—-si:@ (3.41)
dA ‘

Zum besseren Verstdndnis wird die Methodik schrittweise erklédrt [19]:
1. Darstellung des vereinfachten, ungeséttigten Kennlinienschnittverfahrens im Leerlauf
2. Einfiihrung geometrieabhéngiger Feldfaktoren nach [19]
3. Leerlaufrechnung unter Beriicksichtigung der Sattigung der Elektrobleche

4. Lastrechnung bei Statorstromeinspeisung
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—Hecp

Hy

Abbildung 3.9.: Hysteresekurve eines Selten-Erd-Magneten; nach [19].

1. Ungesittigtes Kennlinienschnittverfahren im Leerlauf
Um das Grundprinzip des eindimensionalen Kennlinienschnittverfahrens zu erldutern, wird hier
das Eisen als unendlich permeabel angenommen (4, — o0). Damit sind fiir den einfachen
Magnetkreis nur die magnetischen Spannungsabfille iiber die Permanentmagnete und iiber den
Luftspalt relevant. Aus Gleichung (3.41) folgt fiir diesen Fall [19]:

2. (Hs- 6+ Hy - h,,) =0 (3.42)
Mit der Beziehung B = p - H folgt aus Gleichung (3.42) die Luftspaltflussdichtegerade Bs.

CHay - h
Bs = _w (3.43)

Bei Selten-Erd-Magneten liegt das fiir Permanentmagnete iibliche ,Knie* | bei dem die irreversi-
ble Entmagnetisierung stattfindet, im Quadrant III, wie in Abbildung 3.9 ersichtlich ist. Daher
ist die Annahme einer linearen Entmagnetisierungskurve im Quadrant II zulédssig. Mit dieser

Annahme ergibt sich die Entmagnetisierungsgerade [19]:
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3. Analytischer Entwurf und Maschinenberechnung

BM — BT’ + /’l‘p]\/[ : H]\/[
B, (3.44)
IMPI\I = HCB

mit

In Abbildung 3.10 ist die Entmagnetisierungs-Gerade (rot) und die Luftspaltflussdichte-Gerade
(blau) eingezeichnet. Laut Gleichung (3.43) existiert ein positives Bs nur im Quadrant IT von
Abbildung 3.9. Daher ist die Betrachtung des II-Quadranten ausreichend [19].

Der Arbeitspunkt ergibt sich als Schnittpunkt der beiden Geraden und betriagt Bsy = 0,975 T.
Die Kennlinien wurden bei einer Magnettemperatur von 20 °C berechnet. Dabei hat der NdFeB-
Magnet eine Remanenzflussdichte von B, = 1,25T und eine Koerzitivfeldstirke von Hop =
—917kA/m. Die Berechnung der Temperaturabhingigkeit der Remanenzflussdichte und der

Koerzitivfeldstirke ist dem Anhang zu entnehmen.

Leerlauf (ppe = 00)

2 I T I T
— Bs(Hyy)
15 — Bu(Hr)
B Il
=
= 1 1
Q
075 i Bso=0,975T |
0 | | | | | | |

9 -8 -7 -6 -5 -4 -3 -2 -1 0
Has [A/m] 10°

Abbildung 3.10.: Ermittlung des magnetischen Arbeitspunktes im Leerlauf fiir p1,, = 0o; gemé&f
[19].

2. Einfiihrung von geometrieabhingigen Feldfaktoren

Zwischen den Magneten, die im Rotoreisen eingebettet sind, schliefen sich iiber das Rotoreisen
Feldlinien kurz, die zur Aussittigung des Rotoreisens zwischen den Magneten fiithren und nicht
zur Leistungsiibertragung zwischen Rotor und Stator beitragen [19]. Dies ist in Abbildung 3.11
skizziert. Dieser magnetische Kurzschluss [19, 25| wird im Kennlinienschnittverfahren durch
einen Faktor beriicksichtigt, der die Remanenzflussdichte des Permanentmagneten abmindert.
Unter Anwendung des Durchflutungsgesetzes (3.41) ergibt sich fiir den Magnet-Stegbereich
nachstehende Gleichung nach [19], unter der Annahme, dass das H-Feld im unteren Rotorjoch-

Bereich vernachlassigbar klein ist.
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Lste
Hsteg : % + hpM : H]V[ =0 (345)

Die Steglinge in Abbildung 3.12 ergibt sich nach [19]:

(RSZ'—(S)'W
2-p

Fiir das gesittigte Eisen im Stegbereich wird eine Flussdichte von 2-2,5T angenommen [19].

— b,y (3.46)

lsteg =

Durch die B-H-Kennlinie des Rotor-Eisenmaterials, siche Abbildung 2.5, kann auf die ma-
gnetische Feldstérke Hg., geschlossen werden und in weiterer Folge auf die neue magnetische
Feldstérke des Magneten Hy,. Mit der Gleichung (3.44) wird die neue Flussdichte des Magneten
By berechnet. Der magnetische Fluss iiber den Stegbereich bewirkt eine fiktive Verminderung
der Magnetbreite [19]. Dabei entspricht dieser Fluss dem Stiick Ab,,, an den Magnetenden,
siche Abbildung 3.13.

@Steg = BSteQ ) bSteg Ape kg = B - AbPM A, (347)

Fe

Aus Gleichung (3.47) wird das Teilstiick Ab
[19]:

berechnet. Fiir den Polbedeckungsfaktor gilt

PM

b,, —2-Ab
CYAJ — ( PM I’Ad’) (25'1153)

Z)1’]\1

Beim Kennlinienschnittverfahren wird das Luftspaltfeld als trapezférmig angenommen, siehe
Abbildung 3.15. Die Dachbreite des Trapezes ergibt sich laut [19] zu
_ Loy bey (3.49)

b 2 T

«

und wurde vom Autor, unter Zuhilfenahme des Induktionsverlaufes, berechnet mit einem FEM-

Programm, empirisch ermittelt.

—_—

lsteg

2

|

[
: bsteg
|

}Ll)]¥f

|

Abbildung 3.11.: Magnetischer Kurz-

schluss zwischen den Abbildung 3.12.: Abmessungen im
Magneten im Leer- Stegbereich;  nach
lauf; geméf [19]. [19].
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_#__——————'-'_—_*%:—_*“‘—~‘—~—‘____

Ab,,,, Py

bSZ,p

hSZ,p

b b, —2-Ab

pPM”’PM

bPAI

s M

hsz,steg

Abbildung 3.13.: Ersatzmagnetbreite, Dsz.steg
um die 2 - Ab,,,
verminderte  reale Abbildung 3.14.: Bezeichnungen Sta-
Magnetbreite; nach torzahn
[19].

Fiir den Hauptfluss @5, in Abbildung 3.13 gilt [19]:

1+,
2

Daraus folgt fiir die Luftspaltflussdichte:

by, = Bs -

“Tp - lFe = By - Cpr  Oppr " lpe (350)

aAI'b
1+aD
2 T

Bs = PM . By = Ka,, - Bur (3.51)

Der Faktor K,

QN

die magnetischen Kurzschliisse im Rotor zur Ermittlung der Flussdichte im Luftspalt.

beriicksichtigt den Magnetflussdichteriickgang der Permanentmagnete durch

Der vom Autor in [19] empirisch ermittelte Faktor o, konnte in der vorliegenden Arbeit nicht
bestatigt werden. Eine Erklarung dafiir konnte sein, dass bei der in dieser Arbeit untersuchten
Maschine das Eisen im Stegbereich sehr stark ausséttigt, und dort die Flussdichte im Luftspalt
null ist. Zur Verdeutlichung ist in Abbildung 3.15 dieser Bereich vergrofert dargestellt. Der An-
stieg der Luftspaltflussdichte beginnt also nicht genau zwischen den Magneten, sondern um ca.
lsteg/2 versetzt und kommt damit der idealen Rechteckdurchflutung sehr nahe. Dieser Bereich
wurde mit Hilfe des Flussdichteverlaufs aus der FEM-Berechnung empirisch ermittelt und bei
der Berechnung beriicksichtigt. Dadurch konnte eine sehr gute Ubereinstimmung des analytisch
ermittelten Verlaufs und des FEM-Ergebnisses erzielt werden, wie Abbildung 3.20 zeigt. Somit

ist die weitere Verwendung des Faktors o, zuldssig.
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—— By analytisch
— Bs FEM

Abbildung 3.15.: Trapezformig angenédherter Luftspaltflussdichteverlauf eines Pols

Abgeleitet von den FEM-Ergebnissen, ergab sich der Faktor K,,, zu 0,96. Mit der um den
Faktor K,,, korrigierten Remanenzflussdichte B, und Koerzitivieldstirke Hep ergibt sich die

neue Entmagnetisierungskennlinie [19]:

Br orr — K,
* (3.52)
Hepgorr = Koy, - He

,,,,,,,, B, =125T_ .
1+
E
53
0,5 |-
BM(HJW)korT
— By (Hyp)
| | | | | \ \ \
0—9 -8 -7 -6 -5 -4 -3 -2 -1 0
Har [A/m] 107

Abbildung 3.16.: Um den Faktor K, korrigierte Entmagnetisierungskennlinie bei 20°C

3. Eindimensionale, magnetische Arbeitspunktermittlung im Leerlauf:
Ahnlich wie in Kapitel 3.3.1 stellt sich nach Gleichung (3.41) ein Gleichgewicht der magnetischen

Spannungsabfille entlang des Umlaufs, bestehend aus Luftspalt, Eisenwege, Magnettaschen und
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B, ps

R””vJWT

O,
Abbildung 3.17.: Leerlauf-Magnetkreis Kennlinienschnittverfahren; geméf [19].

den Permanentmagneten, ein:

86 + @sz,steg + @sz,p + @sj + @Tj + @MT + @PS = @P]\/f (353)

Ausgehend von der Flussdichte im Luftspalt, die sich unter Beriicksichtigung der magnetischen
Kurzschliisse im Rotoreisen und linearem Eisenverhalten einstellt, werden nun alle magnetischen
Spannungsabfille des Magnetkreises berechnet.
Der magnetische Spannungsabfall im Luftspalt kann direkt vom Durchflutungssatz, Gleichung
(3.41), abgeleitet werden [19]:

Os = Hy - 6.7 = 28 5.4 (3.54)

Ho

Fiir die Lénge wird hier der effektive Luftspalt d.;; eingesetzt. Dieser ist der um den Carter-

Faktor erweiterte Luftspalt. Die Berechnung des Carter-Faktors ist im Anhang A zu entnehmen.

Fiir die Berechnung der Statorzahn-Durchflutung wird die Luftspaltflussdichte auf die pro Pol
beteiligten Statorzdhne aufgeteilt:

2p-7p
Nl 'bsz

Der Statorzahn wird fiir die Berechnung in einen Stegbereich und einen parallelflankigen Bereich

B5'Tp'2p:Bsz'bsz'Nl = Bsz:Bé (355)

aufgeteilt. Es ergibt sich nun fiir den Zahn-Stegbereich:
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B Ds 2p -7
sz,steg — :
J Tp - lFe. ’ kFe Ny - bSZ,Steg (3 56)
B .
mit Py = —2
Tp : ch
und fiir den parallelflankigen Bereich:
@5 2p - T
B, , = . P 3.57
” Tp . lFe ' kFe Nl : bsz,p ( )

Uber die B-H-Kennlinie des Eisenmaterials wird auf die magnetischen Feldstéirken Hg, steq und

Hy. , geschlossen und daraus kénnen die magnetischen Spannungsabfille berechnet werden [19]:

@sz,ste‘g = sz,steg * hsz,steg

(3.58)
@sz,p = Hsz,p . hsz,p

Bei hohen Flussdichten, wenn das Statoreisen in Sdttigung ist, schliefen sich die Feldlinien
teilweise iiber die Nut. Die sogenannte Zahnentlastung wurde im analytischen Berechnungspro-
gramm nicht berticksichtigt, da diese nur zu vernachlassigbar kleiner Flussdichtednderung im
Statorzahn der untersuchten Maschine fiihrt.

Die Flussdichten im Stator und Rotorjoch ergeben sich laut [10] zu:

B, = s
ST he . -k
J@F@ Fe (359)
B, = d
T

Tj‘ Fe Fe

Wie schon bei den Statorzdhnen, gelangt man auch hier iiber die Materialkennlinie zu den ma-
gnetischen Feldstarken H,; und H,;. Durch die Stator- und Rotorjochléngen, siehe Gleichungen
(3.22) und (3.23), wird der magnetische Spannungsabfall im Stator- und Rotorjoch berechnet:

Oy = Hyj - 1y

(3.60)
Opj = Hyj -y

Laut [19] dhnelt das Sattigungsverhalten der Polschuhe dem des parallelflankigen Teils der
Statorzéhne, sodass zur Berechnung von @pg die magnetische Feldstirke Hy,, herangezogen

werden kann:
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Entmagnetisierungs- und Leerlaufkennlinie

2 \
1,5 i
E 11 Bs.,=0,88T |
o T~
0,5} .
—— Entmagnetisierungskurve
—— Leerlaufkennlinie
O | | | | | |

\
—4 —3,0 -3 —25 -2 -1,5 -1 -0, 0
H]w [A/m] 106

Abbildung 3.18.: Entmagnetisierungskurve und Leerlaufkennlinie. Der Schnittpunkt ist die Am-
plitude des analytisch ermittelten Luftspaltflussdichteverlaufs; nach [19].

@PS - Hsz,p : hPS (361)

Wie in Kapitel 3.3.1 schon erwdhnt, verhilt sich der Bereich der Magnettaschen magnetisch
wie Luft. Mit der im Permanentmagnet vorherrschenden Flussdichte ergibt sich die magnetische
Feldstérke zu Hyr = By /o Der magnetische Spannungsabfall der Magnettaschen ergibt sich
zu [19]:

Ouvr = Hyr - by,

(3.62)
mit Ay = (h,,, —h

P]W)

Wird die Luftspaltflussdichte schrittweise erhtht und iiber die magnetische Erregung aufgetra-
gen, ergibt sich die Leerlaufkennlinie in Abbildung 3.18, bei der die Sattigung des Eisenblechs
deutlich zu erkennen ist.

Der Schnittpunkt zwischen Entmagnetisierungskurve und Leerlaufkennlinie ergibt die Ampli-
tude des Trapezes. Die Ermittlung der Trapezflanken erfolgt durch Verschiebung der Entma-
gnetisierungskennlinie [19)].

Fiir die Umfangkoordinate x werden pro Nutteilung 150 Stiitzstellen definiert, wobei darauf
zu achten ist, dass die Nutoffnungsbreite b, in der Mitte der Nutteilung liegt und die Nutoft-
nungskanten Stiitzstellen sind. Die Verschiebung der Entmagnetisierungskennlinie ergibt sich

ahnlich wie schon bei der Beriicksichtigung des Korrekturfaktors K/, sieche Gleichung (3.52).
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Leerlauf- und Entmagnetisierungskennlinie Luftspaltflussdichte
1,5 1
3 Ps
A 0,8 |- )
|| Boro=08sT
_ _ 06 |
) =
< 0,5 - q 04 2 i
0,2 |
0 [
\ ‘ ‘ oLl
-1 -08 -0,6 —0,4 —0,2 0 0,2 0 Tp
Hy |A/m] -106 X

Abbildung 3.19.: Berechnung der steigenden Flanke durch parallelverschieben den Entmagne-
tisierungskennlinie; nach [19].

Die steigende Flanke ergibt sich durch eine zur Umfangskoordinate x korrigierte Koerzitivfeld-
stirke Heop zu [19):

Hep(x) = Hep gorr - (=ap)m (3.63)
2
Fiir die fallende Flanke gilt:
Ty — T
Hep(x) = Hep gorr - uixﬁ (3.64)

2

Durch die konstante Magnet-Permeabilitét u,,, ergibt sich aus Gleichung (3.44) die entspre-
chende Remanenzflussdichte.

Die Parallelverschiebung der Entmagnetisierungskennlinie in Umfangsrichtung erfolgt nun so-
lange, bis 357 L, siehe Abbildung 3.18, erreicht ist.

Zum besseren Verstindnis ist dieser Vorgang in Abbildung 3.19 skizziert. Ausgehend von der
Polteilung 7, und der Gleichung (3.64) wird derselbe Vorgang zur Berechnung der fallenden
Flanke wiederholt. Die Dachbreite ist konstant und hat den Wert des Punktes 3 in Abbil-
dung 3.19, BML Fiir den Leerlauffall reicht die Berechnung iiber eine Polteilung 7, aus, da
die Maschine geometrisch symmetrisch aufgebaut ist und aufgrund der stromlosen Statorwick-
lung Punktsymmetrie um 7, herrscht [19]. Dadurch kann das Luftspaltfeld fiir den zweiten Pol
einfach gespiegelt werden. Abbildung 3.20 zeigt den Leerlauf-Luftspaltflussdichte-Verlauf iiber

2 Polteilungen mit Beriicksichtigung des empirisch ermittelten Bereichs zwischen den Magneten.
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Der Einfluss der Statornutung auf das Luftspaltfeld wurde nach [4, 22| berechnet (Kapitel
3.3.1). Das Ergebnis ist ebenfalls in Abbildung 3.20 abgebildet.

Luftspaltflussdichte Flussdichte mit Nutungseinfluss

—— By analytisch

—— Bjs analytisch
— Bs; FEM

B; |T]
Bs [T

—1 | I
0 Tp 27,

Abbildung 3.20.: Leerlauf Luftspaltflussdichteverlauf iiber zwei Polteilungen ohne Einfluss der
Statornut (links) und mit Einfluss der Statornut im Vergleich mit dem FEM-
Ergebnis (rechts)

4. Eindimensionale, magnetische Lastpunktermittlung bei Statorstromeinspeisung:
Fiir die Lastpunktermittlung bei Statorstromeinspeisung wird zunéchst von reiner Querbestro-
mung ausgegangen, d.h. der Stator wird fiir die aktuelle Rotorposition so bestromt, dass das
Maximum der Durchflutung in ¢-Richtung zeigt [19]. In Abbildung 3.21 ist eine Zweischicht-
Zahnspulenwicklung, wie in dieser Maschine verbaut ist, dargestellt. Fiir diese Rotor-Stator-
Stellung ergibt sich fiir reine Querstromspeisung fiir die Phasenstrome iy, (blau) und 4y (griin)

= -0.5 p.u und fiir iy (orange) = 1 p.u.

Es wird von einer Nutstromverteilung als Strombelag iiber die Nutschlitzbreite b, ausgegangen
[19]. Dabei gilt fiir den jeweiligen Strombelag in der Nut:
1 Ng . .

Aj= b a (ZOS,]' + ZUs,j) (3.65)

Da es sich um eine Zweischicht-Zahnspulenwicklung handelt, sind pro Nut immer zwei Spulen

unterschiedlicher Phase vorhanden, wie in Abbildung 3.21 verdeutlicht ist. Dies wird durch 7

und i, beriicksichtigt. Mit N, wird die Windungszahl und mit a die Anzahl der parallelen

Pfade miteinbezogen.
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g-Richtung

| |
0 Tp 27, 0 Tp 27,
xr xr

Abbildung 3.21.: Statorbestromung der konzentrierten Wicklung (oben) und den Ankerstrom-
belag, bzw. Durchflutungsverteilung iiber zwei Polteilungen fiir reine Querbe-
stromung (unten)

Die Ankerstromdurchflutung ©4(z) ergibt sich durch Integration des Ankerstrombelags iiber
den Umfang x [19]:

Ou(z) = /A(x) -dx (3.66)
Wird der Ankerstrombelag bzw. die Druchflutungsverteilung iiber den ganzen Maschinenum-
fang berechnet und eine Fourieranalyse dieser Verteilungen durchgefiihrt, erhilt man die Ar-
beitswelle der Maschine. Diese kann bei Zahnspulenwicklungen eine Oberwelle héherer Ord-
nungszahl sein. Um ein zeitlich konstantes Drehmoment zu erzeugen, muss die Polzahl und
Geschwindigkeit der Arbeitswelle mit der Polzahl und der Geschwindigkeit des Lauferfeldes
tibereinstimmen [13]. Abbildung 3.22 zeigt am Beispiel dieser Maschine, dass hier die mecha-

nische Arbeitswelle bei der 10. Harmonischen ist und dadurch kann auch die Polpaarzahl 10
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begriindet werden.

o)
N ||, i 1
.
& = | l
s | | % o
<
RER NN
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x |m] Ordnungszahl der Harmonischen

Abbildung 3.22.: Statorstrom Durchflutungsverteilung iiber den ganzen Maschinenumfang
(links) und die dazugehorige Fourieranalyse (rechts)

Wird nun die Statordurchflutung in die Berechnung miteinbezogen, gilt geméf Gleichung (3.41)
laut [19]:
fﬁxﬁ:@ﬂ+@mz@m> (3.67)
9A
In Gleichung (3.67) sind die magnetischen Spannungsabfille im Luft- und Eisenbereich zu O g
zusammengefasst. Im Vergleich zum Leerlauffall, wird nun Hj; und somit die Leerlaufkurve um

Oa(x)/hpy aus dem Ursprung verschoben [19]:

@A(x) - 96,Fe

. (3.68)

PM
Im Folgenden wird nun das Kennlinienschnittverfahren, wie es der Autor in [19] beschrieben
hat, Schritt fiir Schritt erklart.

Wird von einer Durchflutungsverteilung, wie sie in Abbildung 3.21 dargestellt ist, ausgegangen,
ist die Verschiebung der Leerlaufkennlinie, in negative Richtung bei z=0 maximal. Als néchstes
wird nach Gleichung (3.63) die Entmagnetisierungskennlinie, aufgrund der Umfangskoordinate
x, parallelverschoben. Dies ist derselbe Vorgang wie auch schon beim Leerlauffall. Abbildung
3.23 zeigt die zwei Vorgidnge deutlich.

Da die Verschiebung der Leerlaufkennlinie zur Arbeitspunktermittlung verwendet wird, wird
diese im Folgenden als Arbeitskurve bezeichnet. Die Schnittpunkte 1 und 2 in Abbildung 3.23
ergeben die Luftspaltflussdichte in Abhéngigkeit von der Koordinate x, (Bs(x)).

Bei der  Koordinate, bei der zuvor in der Leerlaufberechnung Bs (sieche Abbildung 3.19, Punkt
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—— Arbeitskurve
Leerlaufkurve
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Abbildung 3.23.: Verschiebung der Arbeitskurve aus dem Ursprung (links). Parallelverschie-
bung der Entmagnetisierungskennline (rechts); nach [19].

3) erreicht wurde, endet die steigende Flanke. Diese wird im Weiteren als x3 bezeichnet. Die

Entmagnetisierungskurve bleibt an der aktuellen Position, bis sie geméf Gleichung (3.64) wieder

in Richtung Ursprung wandert.

Wenn die Durchflutungsverteilung, Abbildung 3.22, zu steigen beginnt, verschiebt sich die Ar-

beitskurve geméf Gleichung (3.68) in Richtung Ursprung. Erreicht die Durchflutung positive

Werte, bewegt sich auch die Arbeitskurve in positiver Richtung vom Ursprung weg, bis die

Durchflutung ihr positives Maximum erreicht, siehe Abbildung 3.24, links.
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Abbildung 3.24.: Verschiebung der Arbeitskurve vom negativen Maximum zum positiven Maxi-
mum (links). Parallelverschiebung der Entmagnetisierungskennline nach Glei-
chung (3.64) (rechts).
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3. Analytischer Entwurf und Maschinenberechnung

Wenn = = 7, erreicht wird, ist die Entmagnetisierungskennlinie laut Gleichung (3.64) wieder
im Ursprung. Die Arbeitskurve ist auf dem Maximalwert in positiver magnetischer Feldstirke-
richtung. Die Flussdichte fiir x = 7, resultiert aus dem Punkt 6 in Abbildung 3.24. Im Lastfall
ist der Induktionsverlauf nicht punktsymmetrisch um 7, [19]. Darum muss fiir den Lastfall das

Kennlinienschnittverfahren {iber zwei Polteilungen angewandt werden.

Fiir die zweite Polhilfte wandert die Entmagnetisierungskennline in den IV-Quadranten [19].
Die Parallelverschiebung der Entmagnetisierungskennlinien wird wie gewohnt mit den Glei-
chungen (3.63) und (3.64) berechnet. Dabei endet die steigende Flanke in negative Flussdich-
terichtung bei der Koordinate = 7,+x3 = xs.

Sobald die Durchflutung sinkt, bewegt sich die Arbeitskennlinie wieder in Richtung Ursprung.
Bei negativem Maximalwert der Durchflutung, hat auch die Arbeitskennlinie, wie bei x = 0
schon, die maximale Verschiebung in negativer magnetischer Feldstirkerichtung erreicht.

In Abbildung 3.25 ist das Kennlinienschnittverfahren fiir die zweite Polhélfte abgebildet. Die
fallende Flanke bei negativer Flussdichte ergibt sich durch die Gleichung (3.64), wobei hier 27,
einzusetzen ist. Bei z = 27, ist demnach die Entmagnetisierungskennlinie wieder im Ursprung,
siche Punkt 11 in Abbildung 3.26. Ebenfalls in Abbildung 3.26 ist der Luftspaltflussdichtever-
lauf, der sich durch das Kennlinienschnittverfahren ergibt, dargestellt. Die Punkte 1-11 sind
die Schnittpunkte zwischen Entmagnetisierungs- und Arbeitskennlinie, die sich aus den zuvor
erlduterten einzelnen Schritten ergeben. Der Einfluss der Statordurchflutung ist bei der Kur-

venform deutlich zu erkennen.

-2 0 2 4 6 8

Abbildung 3.25.: Verschiebung der Entmagnetisierungskennlinie in den IV-Quadranten(links).
Parallelverschiebung der Arbeitskennlinie(rechts), geméf der Durchflutungs-
verteilung in Abbildung 3.22.
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3. Analytischer Entwurf und Maschinenberechnung

Luftspaltflussdichteverlauf

4 I B5 (X)

Hyr [A/m] -10° x [m] 1072

Abbildung 3.26.: Verschiebung der Entmagnetisierungskennlinie fiir die fallende negative Flan-
ke (links). Luftspalt-Flussdichteverlauf iiber zwei Polteilungen (rechts).

Im Folgenden eine kurze Zusammenfassung der einzelnen Schritte gegeben:

Betrachtet wird das rechte Bild der Abbildung 3.26. Die Schnittpunkte 1-3 ergeben die stei-
gende Flanke der trapezférmig angenommenen Induktionsverteilung. Die Wechselwirkung der
Statordurchflutung mit den Permanentmagneten bewirkt eine Verschiebung aus der d-Achse
und dadurch beginnt die steigende Flanke nicht bei null (Punkt 1). Der Anstieg von Punkt 3
zu Punkt 4 ist bedingt durch den Anstieg der Durchflutung. Die Punkte 5 und 6 bewirken nach
Gleichung (3.64) die fallende Flanke in positiver Flussdichterichtung. Dasselbe wie die Punkte
1-3, bewirken die Punkte 6-8 in negative Richtung. Die Senkung der Flussdichte von Punkt 8
zu Punkt 9 ergibt sich dquivalent zum Anstieg der von Punkt 3 zu Punkt 4 durch Senkung
der Statordurchflutung vom positiven zum negativen Maximum. Die Schnittpunkte 10 und 11

sorgen fiir die fallende Flanke des negativen Verlaufs.

Abminderungsfaktoren bei d-g-Bestromung:

Das eindimensionale Kennlinienschnittverfahren ist fiir Permanentmagneterregte Synchronma-
schinen mit vergrabenen Magneten nur fiir reine Querstromeinspeisung aussagekréftig [19], da
dieses Verfahren die magnetische Asymmetrie von der IPMSM nicht widerspiegelt. Aufgrund
der Maximum Torque per Ampere - Regelung, sieche Kapitel 4, wird die Maschine nie mit
reinem Querstrom gespeist. Auch die hohen Drehzahlen, wie sie in Automobilanwendungen
haufig vorkommen, verlangen eine Feldschwichung im oberen Drehzahlbereich. Um das Kenn-
linienschnittverfahren dennoch anwenden zu kénnen, wurden im Zuge dieser Arbeit empirisch

ermittelte Abminderungsfaktoren fiir die Luftspaltflussdichte eingefiihrt.
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3. Analytischer Entwurf und Maschinenberechnung

Betriebsbereich ks
Konstantdrehmomentbereich 0,03 - 0,04
Feldschwiachbereich 0,044 - 0,052

Tabelle 3.2.: Abminderungsfaktoren

FFT-Vergleich I, = —166 A, I, = 279 A FFT-Vergleich I, = —60A, I, = 154 A
1 I I 1 I I I
9 o analytisch ® o analytisch
08| o FEM 1 08| o FEM |
—_— 076 [ 1 —_ 0,6 * |
=l =
o o) “w
R[04l 18 04l |
0,2+ : 0,2 |- |
0 T%%%T%%?@@%@@@@OQ 0 TT¥$¥??Q?n@@@@8ﬂO
0 5 10 15 20 0 ) 10 15 20
Ordnungszahl der Harmonischen Ordnungszahl der Harmonischen

Abbildung 3.27.: Fourieranalyse der Luftspaltfelder fiir zwei Feldschwéch-Betriebspunkte und
Validierung mit FEM-Ergebnissen

Die Uberlegungen zu diesen Abminderungsfaktoren basieren auf der Gegebenheit, dass durch
Einpriagung eines negativen d-Stromes das Feld der Permanentmagnete geschwicht wird. So-
mit folgt, dass das Luftspaltfeld in Abhingigkeit des Stromwinkels ~, siche Abbildung 4.1,
geschwicht wird. Fiir das geschwichte Luftspaltfeld gilt:

sz
10
Der Abminderungsfaktor krs wurde durch Angleichung der Fourieranalyse der Luftspaltfelder

Bss(y) = Bs - (1 - 7) (3.69)

fiir verschiedene Strom-Betriebspunkte, die von Magna Powertrain zur Verfiigung gestellt wor-
den sind, ermittelt. Es wurden unterschiedliche Abminderungsfaktoren fiir den Konstantdreh-
momentbereich und den Feldschwéchbereich bestimmt. In der Tabelle 3.2 sind die ermittelten
Abminderungsfaktoren angefiihrt.

Die Validierung mit den aus FEM-Rechnungen stammenden Fourieranalysen, in Abbildung 3.27
fiir zwei Betriebspunkte, zeigt ausreichende Genauigkeit, sodass das Kennlinienschnittverfahren

fiir diese Maschine auch fiir d-g-Bestromung angewendet werden kann.
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4. Regelung

Die Regelung der Maschine erfolgt mit der sogenannten Maximum Torque per Ampere (MTPA)-
Strategie. Bei gegebener Drehzahl und Umrichter-Zwischenkreisspannung, kann ein Solldreh-
moment durch verschiedene Kombinationen von I; und I, erreicht werden [26]. Die MTPA-
Regelung stellt die Strome in d- und g¢-Richtung so ein, dass sich eine minimale Linge des

Standerstroms [, ergibt. Im Folgenden wird der motorische Betrieb betrachtet.

Das MTPA-Verhalten wird in Abbildung 4.1 dargestellt. Die Strom-Betriebspunkte entlang
der blauen Linie erzeugen alle dasselbe Drehmoment. Durch Variation von /; und I, kon-
nen die unterschiedlichen Strom-Betriebspunkte eingestellt werden. Wie der Vergleich der drei
eingezeichneten Strom-Betriebspunkte zeigt, ergeben sich dabei unterschiedliche Léngen des

Statorstrom-Raumzeigers I,. Dabei stellt sich ein Winkel v zwischen I, und I; ein.

Ly
Abbildung 4.1.: Statorstrom - Minimum durch MTPA-Regelung; geméf [27].

Das Zustandekommen der MTPA-Kennlinie fiir permanenterregte Synchronmaschinen (PMSM)
mit vergrabenen Magneten und mit Oberflichenmagneten ist in Abbildung 4.2 abgebildet. Die
Strom-Betriebspunkte, bei dem sich ein minimaler Strom-Raumzeiger einstellt, sind eindeutig
bestimmt und ergeben sich durch den Tangentialpunkt zwischen der Konstant-Drehmoment-

Kennlinie mit dem Konstant-Strom-Kreis [26].
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Abbildung 4.2.: Kurven konstanten Drehmoments (blau) und konstanten Stromes (rot), so-
wie die resultierende MTPA-Kennline (griin) fiir permanentmagneterregte Syn-
chronmaschinen mit vergrabenen Magneten (links) und Oberflichenmagneten
(rechts); nach 27, 26].

Anhand der Drehmomentgleichung fiir permanenterregte Synchronmaschinen,

3
M:§-p- Ypm -1y, +(Lg—Ly) - 1g- 1] , (4.1)
S—— N ~~
Synchronmoment Reluktanzmoment

lasst sich die Drehmoment-Charakteristik der beiden Maschinentypen leicht erkldren. Wie in
Kapitel 3.2 diskutiert, unterscheiden sich die Induktivititen in d- und ¢-Richtung bei der
SPMSM nicht und dadurch ist das Reluktanzmoment stets Null. Das Drehmoment ist bei
der SPMSM daher ausschlieflich von der Querstromkomponente [, abhéngig. Um bei die-
sem Maschinentyp ein Drehmoment mit Stromzeiger minimaler Lange einzustellen, wird, aufer
im Feldschwichbereich (Abbildung 4.4), I; zu null gewéhlt [26]. Es ergibt sich eine MTPA-
Kennlinie nach Abbildung 4.2, rechts.

Bei der IPMSM gilt L; > L,, siche Kapitel 3.2. Um das Reluktanzmoment in Gleichung (4.1)
auszunutzen, ist die Einprdgung eines negativen [;-Stromes erforderlich, auch im Konstant-
Drehmomentbereich, sieche Abbildung 4.4. D.h. der I;-Stromanteil beeinflusst iiber das Re-
luktanzmoment das insgesamt gestellte Drehmoment. Die Konstant-Drehmoment-Kennlinien
verlaufen daher nicht parallel zur I;-Achse [26], wie in Abbildung 4.2, links skizziert. Eine kla-
re Unterscheidung zwischen fluss- und drehmomentbildenden Stréomen ist hier nicht mdéglich

[26]. Um bei der IPMSM einen Stator-Stromzeiger minimaler Lange zu erhalten, ist daher ein
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Abbildung 4.3.: Eingangs- Ausgangsstruktur der MTPA-Regelung; nach [26].

Langsstrom I; # 0 erforderlich.

Durch den kleinst mdglichen Stator-Stromzeiger werden die Stromwérmeverluste ein Minimum.
Da eine exakte Modellierung der Verluste des Motors und des Umrichters meist sehr komplex
ist, wird in der Praxis oft der wirkungsgradoptimale Betrieb durch den MTPA-Betrieb angeni-
hert [26]. Tatséchlich ist dies jedoch nur giiltig, wenn die Eisenverluste vernachlissigt werden
konnen [26].

Umsetzung im Programm:

Da der Fokus dieser Arbeit nicht auf der Maschinenregelung liegt, wurde die MTPA-Regelung
iiber die Matlab-Funktion fmincon umgesetzt, die durch einen Optimierungsalgorithmus den
minimalen Stromraumzeiger I bei gegebener Drehzahl und gegebenem Drehmoment findet.

Die zu minimierende Grofe ist I; und setzt sich aus I; und I, zusammen |28]:

L= \/I2+1D (4.2)

Aus Gleichung 4.2 und dem maximal zuldssigen Strom des Umrichters bzw. des maximal zu-

ldssigen Betriebsstroms der Maschine ergibt sich die Stromgrenze zu [28]:

IF+1I; <1 (4.3)

max

Fiir die Spannungsgrenze gilt laut [28]:

U3 + Uq2 < Ufmm
Ubc

V3

Aus den statischen Spannungsgleichungen fiir IPMSM im rotorfesten Koordinatensystem [28]

(4.4)

mit  Uyee =

U= Rs-1g—we-Ly- 1,

(4.5)
Uq:Rs'Iq+wel’Ld'1d+wel'¢Pﬂf
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4. Regelung

folgt durch Einsetzen in die Gleichung (4.4) die Spannungsgrenze fiir die Regelung:

U
(Ry Iy —wa - Ly I)2 + [Ry - I, + wer - (La - Lo+ ¥par)]® < %30 (4.6)

MLP 4 Konstant- Drehmomentbereich 1
| Spannungsgrenze
/ Stromgrenze
I’m,arz: :
MNenn :
|
|
|
|
|
|
|
|
| Feldschwéchbereich
L |
|
Rs : Is ‘ >
T nNenn n

Abbildung 4.4.: M-n-Kennlinie PMSM am Umrichter mit Spannungs- und Stromgrenzen
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5. Verlustmodell

In einer elektrischen Maschine treten verschiedene Verluste auf. Grob lassen sich die Verluste
in elektrische, magnetische und mechanische Verluste unterteilen. Im Weiteren wird nur auf die
Verluste eingegangen, die im Modell beriicksichtigt wurden.

Die elektrischen Verluste werden in der Statorwicklung in Joulsche Wérme umgesetzt. Die
magnetischen Verluste bestehen aus Wirbelstrom- und Hystereseverluste im Stator- und Roto-
reisen, und den Wirbelstromverlusten in den Permanentmagenten. Die mechanischen Verluste

werden durch Lager- und Luftreibung beriicksichtigt.

5.1. Kupferverluste

Kupferverluste sind Stromwérmeverluste, die sich durch den Statorstrom in Abhéngigkeit vom
Strangwiderstand ergeben. Dabei ist die Temperaturabhéngigkeit des Leitermaterials zu be-
riicksichtigen [4]. Bei der Berechnung der Kupferverluste wurde der Skin-Effekt vernachléssigt
und, wie ein Vergleich mit der FEM-Berechnung gezeigt hat, ist dies bei den auftretenden Mo-
torfrequenzen und der Annahme von rein sinusférmiger Speisung giiltig.

Fiir die Kupferverluste des Grundschwingungsstroms ergibt sich [4]:

Py

1CU

=m-R,-I? (5.1)
Fiir die dreistringige Zweischicht-Zahnspulenwicklung berechnet sich der Strangwiderstand

nach [4] zu:

RZQ'NS'Nl_lFe—i_lWK
° 3-a? Ay " Keu
mit dem Leiterquerschnitt A., und der elektrischen Leitfihigkeit k... Die mittlere Wickel-

: (5.2)

kopfldnge [, . einer Zahnspulenwicklung wird durch einen Bogen von der Mitte einer Spulen-
seite iiber den Statorzahn zur Mitte der zweiten Spulenseite beschrieben [4].
Die mittlere Wickelkopflinge ergibt sich aus dem Mittelwert der minimalen und maximalen

Bogenléange:
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SZ,P

bsz,p

Tn

Abbildung 5.1.: Bezeichnungen zur Bestimmung der Wickelkopflange; geméfs [4].

l min + l max
ZWK = e 2 U (5-3)
Mit
: bsz
lWK,'min = d 2 ’p7 und
l w7 (20 R, A hazp) (5.4)
WK,max 2 . Nl
folgt aus Gleichung 5.3 die mittlere Wickelkopflinge:
T T (2 R, + hssp)
b =7 (bw - N L ) (5.5)

In Abbildung 5.1 sind die Bezeichnungen zum Berechnen der Wickelkopflinge bestimmt.
Die Temperaturabhéngigkeit des Leitermaterials wird mit folgender Gleichung beriicksichtigt:

Ry(8) = Ry - (14 ey - (D0 — 20°C)) (5.6)

Dabei ist R,,, der Wicklungswiderstand bei der Bezugstemperatur von 20°C. Es kann theore-
tisch jede Bezugstemperatur gewahlt werden, iiblich ist jedoch eine Bezugstemperatur von 20°C.
Der Temperaturkoeffizient a,, gibt die relative Anderung des Widerstandswertes pro Kelvin
Temperaturunterschied zur Bezugstemperatur an und betrigt fiir Kupfer a., = 0,00393K™!

[29]. Die Temperatur 9., ist jene, bei der der Strangwiderstand berechnet werden soll.

5.2. Eisenverluste

Die Eisenverluste bestehen aus Ummagnetisierungs- und Hystereseverluste und treten in den
geschichteten Eisenblechen im Stator und Rotor auf. Fiir moderne, umrichtergespeiste Antriebe
reichen die klassischen Ansatze, wie beispielsweise die Steinmetzgleichung fiir die Berechnung

der Eisenverluste oft nicht aus, da diese nur fiir kleine Frequenzen und geringere Flussdichten
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exakte Ergebnisse liefern. Da in Automobilanwendungen hohe Drehzahlen /Frequenzen gefor-
dert sind, ist in dieser Arbeit eine auf der klassischen Bertotti-Gleichung basierende Formel,
die sogenannte IEM-Formel, die in [30] publiziert wurde, zur Berechnung der Eisenverluste ver-

wendet worden.

Die klassische Bertotti-Gleichung besteht aus drei Teilen und beinhaltet die Hysterese- und
Wirbelstromverluste und zusétzlich noch einen dritten Term, die sogenannten ,excess“Verluste
[30]:

PFevbertotti = khySt ’ BB ' f + kw . BQ : f2 + kexcess : BLB : f175 (57)

Die Excessverluste wurden durch Bertotti erstmals beschrieben und lassen sich auf die ma-
gnetische Doménenstruktur des Werkstoffes mit verschiebbaren Blochwiinden! zuriickfiihren.
Beim Magnetisieren lassen sich die Blochwinde nicht widerstandslos verschieben, so dass ein
zusdtzlicher Energiebedarf entsteht. Dieser Verlustanteil tritt erst bei Frequenzen oberhalb von
300-400 Hz deutlich auf [31].

Die Parameter kpyst, ky und kegeess lassen sich nach [30] und [31] berechnen.
Fiir die Wirbelstromkonstante ergibt sich [30]:
- 7T2 ) dQBlech .
6 pre e
Der Bearbeitungsfaktor kg beriicksichtigt fertigungsbedingte Erhohung der Verluste, z.B. durch

(5.8)

w

Stanzgrate. Der Wirbelstrom-Bearbeitungsfaktor kp, liegt im Bereich von 1,5-2,5 [31].
Fiir den Hysteresefaktor und den Excessfaktor gilt nach [31]:

4-Hep

khyst = th : : kf (59)

Fe
Wobei k; ein Formfaktor ist, der ein Mal fiir die Rechteckférmigkeit der Hystereseschleife
ist und sich bei Elektroblechen nur wenig von 1 unterscheidet [31]. Fiir gestanzte und nicht
schlussgegliihte Bleche wird der Hysterese-Bearbeitungsfaktor kp, im Bereich von 1,5 gewéhlt
[31].

_C (5.10)

Fe

k6$6688

Der Faktor C'ist hierbei eine Variable, um die Berechnung an die gemessenen Werte anzupassen.

In Tabelle 5.1 sind Werte fiir die drei Faktoren angefiihrt, die in [30] fiir das Elektroblech

L Als Blochwand bezeichnet man die Grenze zwischen den Weiss-Bezirken unterhalb der Curie-Temperatur.
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khyst kw kemcess ﬁ
0,0117 | 50,34 - 106 | 4,46 - 1073

[\]

Tabelle 5.1.: Koeffizienten Fkpye, Ky und Kegeess zum Berechnen der klassischen Bertotti-
Gleichung fiir das Eisenblech M270-35A; nach [30].

ai ag as Qay as
0,0117 50,34 - 1076 0,1 4,2965 1,2-1073

Tabelle 5.2.: Koeffizienten a; — a5 fiir die Eisenverlustberechnung iiber die IEM- Formel fiir das
Eisenblech M270-35A; nach [30].

M270-35A durch Messungen und Berechnungen ermittelt wurden. Bei der klassischen Bertotti
Gleichung werden die Oberwellenverluste nicht beriicksichtigt. Daher ist B der Spitzenwert der

Grundwelle und f die Grundwellenfrequenz.

Wie in den Verdffentlichungen [30], [32], [33] und |34] beschrieben, werden mit der klassischen
Bertotti-Gleichung bei hohen Flussdichten und hohen Frequenzen zu kleine Verlustleistungen

aufgrund der Vernachlissigung von Sattigungsverlusten berechnet.

Wesentlich bessere Ergebnisse werden mit der 5-Parameter IEM-Formel nach [30] erzielt, die

einen Term hoherer Ordnung (hoher als B®) beinhaltet:

A ~ N N 1,5
PFS?IE]\J = alef -+ a2B2f2 . (1 + CL3.Ba4> + as - <Bf) (511)

Die Terme mit den Koeffizienten a;, as und a5 beriicksichtigen die Hystereseverluste, die Wir-
belstromverluste und die Excessverluste. Der Koeffizient a;B% ergibt den zuvor erwihnten
Term héherer Ordnung.

In [30] sind die Parameter a;-as fiir das Elektroblech M270-35A ermittelt worden. Die im Modell
verwendeten Parameter sind in Tabelle 5.2 ersichtlich.

Der Parameter a; wurde an die im Datenblatt |9] angegebenen spezifischen Verluste ange-
passt. Abbildung 5.2 zeigt die spezifischen Verlustleistungen des Elektroblechs M270-35A fiir
die Frequenzen 50 Hz, 100 Hz, 500 Hz und 1kHz. In den Diagrammen sind jeweils die Daten-
blattangaben [9], sowie die Verlustleistungsberechnung aus der klassischen Bertotti-Gleichung

und der IEM-Formel eingezeichnet.
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Abbildung 5.2.: Vergleich der IEM-Formel mit Messwerten und der klassischen Bertotti-
Gleichung bei verschiedenen Frequenzen

Die IEM-Formel hat eine sehr genaue Ubereinstimmung mit den Datenblattangaben. Die klassi-
sche Bertotti-Gleichung hat bei héheren Frequenzen und hoheren Flussdichten deutliche Abwei-
chungen zu den Datenblattangaben. Uber die im Stator- bzw. Rotor vorherrschenden Flussdich-
ten und den jeweiligen Massen erhélt man die Eisenverluste im Stator und Rotor bei gegebener

Frequenz.
Die Massen des Stator- und Rotorblechpakets lassen sich durch folgende Gleichung berechnen:

m=p,. -V, (5.12)

wobei p,._ die Dichte des Elektroblechs und V' das betrachtete Volumen ist.
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Fiir die Berechnung der Statormasse wird der Stator in Zahn und Joch- Bereich unterteilt. Der
Zahn wird nochmals in Zahn-Kopfbereich und parallelflankiger Teil aufgeteilt. Die Gesamtmasse

der Statorzdhne berechnet sich mit nachstehender Gleichung:

ms, = (bsz,p : hsz,p + bsz,steg : hsz,steg) : ZF6 : PFE . kpe : Zla (513)

mit 7, als Anzahl der Statorzéhne.
Die Bedeutung der Bezeichnungen sind in Abbildung 3.14 ersichtlich.
Fiir das Statorjoch gilt nach [19]:

msj:pFe-2p~2lsj-l /{Z 'hsj

Hlit hsj = Rsa - (Rsz + hsz,steg + hsz,p)

Fe Fe

(5.14)

Die Lénge [ ; berechnet sich aus Gleichung (3.22).
Das Statorjoch kann als Kreisring betrachtet werden. Daraus gibt sich die Masse des Rotorjochs

zZu:

My = (R?"a - sz) T = (ZIMT ' hMT : 2p) /

J/

kFe *Pre (515)

Fe

TV
Aussparungen fiir die Magnete

Sind noch weitere Aussparungen vorhanden, wie bei der untersuchten Maschine, Abbildung 2.4,
miissen diese ebenfalls beriicksichtigt werden.

Die Flussdichten in den einzelnen Abschnitten werden mit den Gleichungen (3.56) - (3.59)
berechnet, siche Kapitel 3.3.2.

Das Oberwellenspektrum der Luftspaltflussdichte ldsst eine reine Grundwellenbetrachtung nicht
zu, wie in Kapitel 7.2 noch naher erlautert wird. Oberwellen in der Feldkurve entstehen durch
die Nutung und durch die Wicklungsverteilung [35, 36]. Je nach Nut-Pol-Zahl kénnen auch
geradzahlige Oberwellen auftreten [37]. Bei dieser Maschine ist vor allem die Harmonische
mit der Ordnungszahl 2 stark ausgepréigt und bewirkt nicht zu vernachlissigende Verluste im
Rotor. Darum wurde bei der Berechnung der Eisenverluste der Einfluss der 1. Oberwelle durch
Aufsummierung mit der Grundwelle beriicksichtigt. Dadurch erhélt man aus Gleichung (5.11)

die spezifische Verlustleistung:

2 A2 A2 5 0 ~ as . 15
Pressy = 9B kf + B K2 (14 asB" ) + as - (Bikf) (5.16)
k=1

Im Joch-Bereich wird davon ausgegangen, dass die Verteilung des rotierenden Grundwellenfelds

in Umfangsrichtung rein sinusférmig ist [19]. Darum gilt fiir das Statorjoch die Gleichung (5.11).

Die Eisenverluste der einzelnen Abschnitte ergeben sich durch Multiplikation der Massen mit
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5. Verlustmodell

den spezifischen Verlusten in den jeweiligen Teilbereichen.

PVvFe = PFe,IEM -m (5'17)

5.3. Magnetverluste

Aufgrund von Nutungseffekten, Oberschwingungen im Statorstrom und Oberwellen der Stator-
durchflutung kommt es in elektrisch leitfihigen Magneten zur Ausbreitung von Wirbelstromen.
Im Allgemeinen treten bei SPMSM- Maschinen héhere Magnetverluste auf als bei IPMSM |[38].
Grund dafiir ist die durch die Einbettung der Magnete im Rotoreisen bessere Abschirmung vor
den Riickwirkungen des Statorfeldes.

Bei PMSMs mit verteilten Wicklungen werden die Wirbelstromverluste in den Magneten oft
vernachlissigt |7, 39]. Dies kommt daher, dass die Wirbelstromverluste im Rotor nur durch die
Oberwellen hervorgerufen werden, da sich der Rotor mit der Frequenz der Grundwelle mitdreht
und somit keine Relativbewegung zwischen leitender Fliche und Induktionswelle vorhanden
ist [4, 39]. Durch das Oberwellenspektrum bei Maschinen mit konzentrierten Wicklungen kon-
nen die Wirbelstrome in den Magneten zu unzuldssiger Erwérmung, und damit zu irreversibler
Entmagnetisierung der Permanentmagnete fithren. Deshalb muss bei der Auslegung solcher

Maschinen den Magnetverlusten besondere Aufmerksamkeit geschenkt werden.

In dieser Arbeit wurden die Magnetverluste mit dem analytischen Ansatz iiber das sogenannte
Leitermodell nach [4] berechnet. Bei diesem Modell erfolgt die Bestimmung der Wirbelstrome in
den Permanentmagneten in Analogie zu Berechnung der Wirbelstrome in lingsmagnetisierten
Blechen, deshalb ist die Voraussetzung fiir die Verwendung des Leitermodells, dass die Perma-

nentmagnete eines Pols mehrfach in tangentialer Richtung unterteilt sind [4].

Das Modell unterliegt aufserdem noch folgenden Annahmen [4]:

e Die Verteilung der Luftspaltinduktion ist bekannt, und die Induktion hat nur eine Kom-

ponente in radialer Richtung.

e [s wird von einem zweidimensionalen Feldproblem ausgegangen. D.h. die Maschine ist
in axialer Richtung unendlich ausgedehnt, und somit haben die Wirbelstrome nur eine

axiale Komponente.
e Die tangentiale Breite der Magnete ist im Vergleich zur axialen Lénge klein.

e Die Kriimmung des Luftspaltes wird vernachlassigt.
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5. Verlustmodell

e Es gilt das Superpositionsprinzip. Dadurch konnen die Wirbelstrome fiir jede anregende

Induktionswelle getrennt berechnet werden. Aufsummiert ergeben sie die Gesamtverluste.

e Die Riickwirkung der Wirbelstrome auf die Luftspaltinduktion wird vernachlissigt.

Die Wirbelstromverluste in einem Magnetsegment ergeben sich nach |4, 40] zu:

K
Prrag,, = Ve - ff . BE L2 g2 M Ku(f) (5.18)

PM 6

Dabei ist der Index v die Ordnungszahl der Harmonischen dar. Der Term rkpscss stellt die
sogenannte effektive spezifische Leitfihigkeit des Magnetmaterials dar und soll die endliche

Léange der Magneten beriicksichtigen. Berechnet wird diese Grofe nach [4] folgendermafen:

Ko, = (5.19)

Meff b
(1+722)

PM
Die Eindringtiefe der Wirbelstrome in das Magnetmaterial wird durch den Stromverdriangungs-
faktor K; beriicksichtigt. Es gilt |4]:

3 sinh(x) — sin(x)

Ky =—- 5.20
M=% cosh () = <08 (x) (520
Dabei ist x das Verhéltnis von Magnetbreite zu Eindringtiefe g, :
_bew (5.21)
X—5E — Ypm :U’PM'HMeff'ﬂ-'fl/ .

Die Temperaturabhéngigkeit der elektrischen Leitfahigkeit des Permanentmagnetmaterials wur-

de nach einem im Datenblatt der Magnete [11] angegebenen Zusammenhang berechnet:

(9) ! (5.22)
K = K, .
7 \0,0006314 - I pys + 0,9873571428 )

wobei ¥py; die Magnettemperatur ist.

Durch die Annahme des geltenden Superpositionsprinzips werden die in Gleichung (5.18) fiir
jede Harmonische einzeln berechneten Wirbelstromverluste aufsummiert. Mit der Anzahl der
gesamten in der Maschine vorkommenden Magneten erhilt man die Magnet-Gesamtverluste

Py ..., abhdngig von der Magnettemperatur:

PV7PAI (19) = Z 2p - Npre " Mpga PMGQW (79)7 (523)

wobei n,, , die Anzahl der in tangentialen Magnetsegmente und n,, = die Anzahl der Magnetseg-

mente in axialer Richtung sind.
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5. Verlustmodell

Eine Reduktion der Magnetverluste kann durch Segmentierung der Magnete erreicht werden.
Dabei werden die Magnetsegmente, wie bei der Blechung des Stator- und Rotoreisens, gegen-
einander isoliert angeordnet [38]. Die Segmentierung kann sowohl in axialer, als auch in tan-
gentialer Richtung erfolgen [4, 38]. Auch eine radiale Schichtung der Magnete ist moglich [4].
Diese bringt jedoch nur geringe Verbesserung gegeniiber einer unsegmentierten Magnetschale
und konnte dann sinnvoll sein, wenn groke Magnethohen gefordert sind, und diese als Ganzes
nicht mehr wirtschaftlich zu fertigen sind [4].

In [4] wurde die Auswirkung von tangentialer und axialer Segmentierung auf die Wirbelstrom-
verluste in den Permanentmagneten untersucht. Dabei wird die Segmentierung in tangentialer
Richtung als wesentlich effektiver beschrieben, als die Segmentierung in axialer Richtung. Schon
bei einer moderaten Segmentierung in tangentialer Richtung, hat die Magnetlinge nur noch
einen untergeordneten Einfluss auf die Verlusthdhe [4]. Jedoch ist eine tangentiale Unterteilung
der Magnete ab einer Teilung von fiinf pro Pol nicht mehr sinnvoll, da sich die Verluste nur noch
wenig &ndern [4]. Bei hoher Betriebsfrequenz fithrt die Segmentierung aber nicht zwangslaufig
zur Reduktion der Verluste. Eine ungiinstiger Ausfiihrung der Segmentierung kann dann sogar
zu einem Anstieg der Verluste fiithren [41, 42].

Nicht aufser Acht zu lassen ist auch, dass es durch die Segmentierung der Permanentmagnete zu
einer grofere Anzahl von Einzelmagneten kommt, und dadurch ein héherer Fertigungsaufwand

entsteht, wodurch die Fertigungskosten steigen [38].

5.4. Mechanische Verluste

Die mechanischen Verluste einer elektrischen Maschine setzen sich zusammen aus Luft, Lager
und Biirstenreibung, wenn vorhanden. Die mechanischen Verluste hdngen sehr stark von der

Drehzahl ab. Fiir in dieser Arbeit untersuchten Maschine gilt:

vamech = PRL + PRLa (524)

Wobei Pg, die Luftreibungsverluste und Ppg,, die Lagerreibungsverluste darstellen.

5.4.1. Luftreibungsverluste

Durch die Drehung des Rotors, kommt es an der Rotoroberfliche zu Reibung mit dem um-
gebenden Medium, in diesem Fall Luft. Unter Beriicksichtigung der Stromungsverhéltnisse in
der Maschine und deren Geometrie, ist eine realistische Abschitzung der Luftreibungsverluste
moglich [4, 43].

Fiir die Luftreibungsverluste ergibt sich nach [4]:
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5. Verlustmodell

Pr, =32-A-p, - f3 - R’ (5.25)

A ist der Formbeiwert des Rotors und setzt sich zusammen aus dem Formbeiwert der Mantel-

fliche und dem doppelten Wert fiir eine Stirnfliche [4]:
A=Ay +2- Ag (5.26)
Fiir den Formfaktor der Mantelfliche ergibt sich [4]:

lF —0,15 RSi - 5 °
_ Fe A5 [ s 7 92
3 Ry —5) ( R > (5.27)

Der Faktor Re stellt die Reynoldszahl? dar. Fiir tangentiale Luftstromung im Luftspalt lisst

Ay =1,7-

sich die Reynoldszahl nach [4] wie folgt bestimmen:

)
Re =7+ freen - (Rsi —9) - — (5.28)
VL
Die kinematische Zahigkeit v, gilt hier fiir die Luft im Luftspalt und ist der Tabelle 6.1 zu
entnehmen.

Der Formbeiwert der Stirnflache ergibt sich zu [4]:

5
Ag=0,1- (RS’ — 5) (5.29)

Rsi

5.4.2. Lagerreibungsverluste

Die Lagerung der Maschine besteht aus zwei Schrigkugellagern und einem Rillenkugellager.
Schrigkugellager sind in der Lage, sowohl radial, als auch axial Krifte aufzunehmen. Es ist
iiblich, dass Schriagkugellager axial vorgespannt werden. Dadurch wird nicht nur die Lagerstei-
figkeit erhoht, sondern auch die Laufgenauigkeit der Lagerung [44], was zu geringeren Reibver-
lusten fiihrt.

Da nur eines der beiden Schrigkugellager axial vorgespannt ist, ergeben sich unterschiedliche

Reibmomente der beiden Schrigkugellager des gleichen Typs, siehe Tabelle 5.3.

Die durch Reibung entstehende Wérme wirkt sich auf die Betriebstemperatur der Lager aus.
Gegeniiber von Gleitlagern, ist die Reibung in den Wilzlagern gering, jedoch bei hoher Ge-

schwindigkeit nicht zu vernachléssigen [44].

2Die Reynoldszahl ist eine dimensionslose Gréfe aus der Stromungslehre und wird verwendet um die Stro-
mungsart zu bestimmen. Wird die kritische Reynoldszahl Rey,.;; erreicht, beginnt die laminare Strémung in
eine turbulente Strémung umzuschlagen.
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5. Verlustmodell

Schriagkugellager 1 [Nm] Schriagkugellager 2 [Nm] Rillenkugellager [Nm]
Temperatur /°C Temperatur /°C Temperatur /°C
30 50 100 30 50 100 30 50 100
= 1000 0,06 0,06 0,064 0,284 0,221 0,147 0,07 0,07 0,07
'S [2000 | 0,062 | 0,062 0,062 0.31 | 0,247 0,158 0,072 | 0,072 | 0,072
5 [3000 | 0,063 | 0,063 0,063 0314 | 0,26 0,1683 | 0,073 | 0,073 | 0,073
= 4000 0,063 0,063 0,063 0,312 0,267 0,175 0,073 0,073 0,073
- 5000 0,063 0,063 0,063 0,307 0,269 0,18 0,073 0,073 0,073
B 6000 0,064 0,064 0,064 0,302 0,269 0,185 0,074 0,074 0,074
$ 7000 | 0,064 | 0,064 0,064 0,297 | 0,269 0,189 0,074 | 0,074 | 0,074
A [7100 | 0,064 | 0,064 0,064 0,297 | 0,268 0,189 - 5 5

Tabelle 5.3.: Lagerreibmomente®

Mit den aus Tabelle 5.3 bekannten Reibmomenten, ergibt sich fiir die Lagerreibungsverluste
nach [4, 44]:

PRLa = wmeCh ’ (MReibSchrl + MREibSch'r'? + MReibRillen) (530)

3Quelle: Magna Powertrain
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6. Thermisches Modell

Die in Kapitel 5 berechneten Verlustleistungen werden in der Maschine in Warme umgesetzt
und gespeichert bzw. durch ein Kiihlmittel an die Umgebung abgefiihrt. Bei der in dieser Ar-
beit untersuchten Maschine wird die Warme iiber ein wassergekiihltes Gehiuse, das den Stator
ummantelt, siehe Abbildung 2.2, abgefiihrt. Die Temperaturdifferenz zwischen dem Kiihlmedi-

um und der Verlustquelle fiihrt dazu, dass die Verlustwirme an das Kiihlmittel abgegeben wird.

Der Wiarmeiibergang zwischen zwei Koérpern unterschiedlicher Temperatur kann dabei auf drei

Arten erfolgen:

1. Wirmeleitung: Entsteht in festen Stoffen oder ruhenden Fluiden, wenn in ihnen ein Tem-

peraturgradient vorhanden ist [45].

2. Konvektion: Zur besseren Unterscheidung wird die Warmeiibertragung zwischen einem
festen Korper und einem Fluid als Konvektion bezeichnet. Die Warmeiibertragung erfolgt
durch Warmeleitung [45]. Die Konvektion ist von der Stromung des Fluids abhéangig. Es
wird zwischen freier und erzwungener Konvektion unterschieden. Bei freier Konvektion
entsteht die Stromung durch Temperaturunterschiede im Fluid, bei erzwungener Konvek-

tion durch einen duferen Druckunterschied [45].

3. Wirmestrahlung: Der Wéarmeiibergang erfolgt durch elektromagnetische Wellen von einer
Oberfliche zur anderen [45].

Entsprechend dem zweiten Hauptsatz der Thermodynamik, fliekt die Wérme von selbst nur
vom Medium hoherer Temperatur zum Medium niedriger Temperatur. Abbildung 6.1 zeigt
schematisch die drei Arten der Wérmeiibertragung. Dabei gilt fiir alle drei Grafiken, dass die
Temperatur ¢, grofer ist als ¢s.

Dadurch ergibt sich ein Wirmestrom @ in Richtung 9. Bei der Wirmestrahlung emittieren
beide Oberflichen einen Warmestrom, wobei der von der Oberfliche mit der héheren Tempe-

ratur grofer ist [45].

Da in dem einfach gehaltenem Temperaturmodell der Warmeiibergang durch Warmestrahlung,

aufgrund des geringen Einflusses, vernachlissigt wurde, wird im Folgenden nur auf den Wir-
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Abbildung 6.1.: Warmeiibertragung durch Wirmeleitung (links), Wéarmeiibertragung durch
Konvektion (mitte) und Wiarmetibertragung durch Strahlung (rechts); gemafs
[45].

meilibergang durch Warmeleitung und Konvektion eingegangen.

Wirmeiibergang durch Warmeleitung:
Die Warmestromdichte fiir den eindimensionalen, stationéren Fall ergibt sich nach dem Gesetz

von Fourier zu [45]:

. dg

Wobei ¢,, die auf die Austauschfliche senkrecht auftreffende Komponente der Warmestromdich-
te ist und n die Normalkomponente des Ortsvektors. Die Warmeleitfahigkeit des Stoffes wird
mit A bezeichnet.

Der Wirmestrom durch den Korper ergibt sich durch Integration iiber die Fliche [45]:

Q= /qn-dA (6.2)

Im Modell wird angenommen, dass die Temperatur in den einzelnen betrachteten Abschnitten
konstant ist [46]. Dadurch muss nur eine Wérmeleitung durch eine Grenzschicht betrachtet

werden, z.B. zwischen dem Statoreisen und dem Gehéause.

Fiir die Grenzschicht gelten dabei folgende Annahmen [46]:
e keine Wiarmequellen in der Grenzschicht.
e zu vernachlissigende Warmespeicherkapazitat in der Grenzschicht.

e Aufgrund der geringen Dicken der Grenzschichten wird von einem eindimensionalen Wr-

mestrom ausgegangen.
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6. Thermisches Modell

Aus den Gleichungen (6.1) und (6.2) folgt nun fiir den Warmestrom durch eine Grenzschicht
[46]:

Qzawg-wrﬂm (6.3)

Die Bedeutungen der verwendeten Formelzeichen sind in Abbildung 6.1 (links) zu entnehmen.

Aus Gleichung 6.3 ergibt sich der Warmedurchgangskoeffizienten fiir die Warmeleitung zu [46]:
a,, =-— (6.4)

fiir den Warmeiibergangswiderstand gilt [46]:

d 1
X0y a,, Oy

Der Wiarmeiibergangswiderstand bei direktem Kontakt zweier Zonen unterschiedlicher Tempe-

Rin,. (6.5)

ratur ist also abhiingig von der Schichtdicke der Ubergangsschicht d, der Wirmeleitfihigkeit

und der thermisch wirksamen Oberfliche Oy,.

Wirmeiibergang durch Konvektion:

Der Wérmeiibergang von einem Festkorper auf ein Fluid an einer Grenzschicht wird durch
den Wérmeiibergangskoeffizienten «,. beschrieben [46]. Der Wérmeiibergangskoeffizient bei
Konvektion hingt von vielen Faktoren ab, wie z.B. der Geometrie der thermisch wirksamen
Oberflache, den physikalischen Eigenschaften und dem Stromungsverlauf des Fluids ab. Um o,

genau bestimmen zu kénnen, muss auf experimentelle Ermittlung zuriickgegriffen werden [46].

Um eine analytische Bestimmung des Warmeiibergangskoeffizienten fiir Konvektion zu ermég-
lichen, wird die Nufeltzahl N, eingefiihrt. Die Nufseltzahl ist eine dimensionslose Gréke und
berechnet sich nach empirisch gefundenen Gesetztmakbigkeiten und Né&herungen fiir dhnliche
Geometrien [46].

Die Nufeltzahl ergibt sich nach [45] zu:

(6.6)

Wobei [ die charakteristische Linge der Anordnung darstellt. Durch umformen der Gleichung
(6.6) ergibt sich der Warmeiibergangskoeffizient:

_Nu-/\

= (6.7)

«

Die Nufeltzahl hingt wiederum von dimensionslosen Grofen ab, die die Stromungs- und War-

meleitungsvorginge kennzeichnen [46]. Die wichtigsten zwei, in dieser Arbeit ben&tigten, sind
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Kennzahl Formelzeichen Wert Einheit
Dichte o, 1,292 bei 0°C g
kinematische Viskositét v, 13,3 - 107 bei 0°C m
dynamische Viskositét n, 17,1 - 107° bei 0°C rl:l—%
spez. Wirmekapazitit Cp.p 1,005 - 103 ﬁ
Wirmeleitféhigkeit A 0,0226 bei 0°C e
Temperaturleitfihigkeit t 20 - 107% bei 20°C %2

Tabelle 6.1.: Eigenschaften von Luft; Quelle: [44].

die Reynoldszahl und die Prandtlzahl.
Die Reynoldszahl ist das Verhéltnis der Trigheits- zu den Reibungskriften [45].

Re:c_l: C‘l.pFluid (68)
v n

Mit ¢ als Geschwindigkeit, v der kinematischen Viskositdt,  der dynamischen Viskositat des

Fluids und [ der charakteristischen Lange der Anordnung.

Die Prandtlzahl ist das Verhéltnis der kinematischen Viskositdt zur Temperaturleitfihigkeit
des Fluids [45]:

Pr== = % (6.9)

Wobei t die Temperaturleitfihigkeit und c, die spezifische Warmekapazitit des Fluids bei Nor-

maldruck ist.

Konvektiver Warmeiibergang findet in der betrachteten Maschine zwischen Stator und der
durch den Rotor bewegten Luft im Luftspalt, bzw. zwischen dem Rotor und der Luft im Luft-
spalt statt. Darum wird an dieser Stelle auf die Eigenschaften von Luft ndher eingegangen. In
Tabelle 6.1 sind die Eigenschaften von Luft aufgelistet.

Die Temperaturabhingigkeit der Luftdichte und der kinetischen Viskositéit wird nach [44] be-

rechnet:

Vo + 273

p.(9) = po - 5773 (6.10)
9+ 273\
v, (V) =1 - (M) (6.11)

Die Werte fiir die Dichte von Luft und der kinematischen Viskositat bei 0°C sind aus der Ta-
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6. Thermisches Modell

belle 6.1 zu entnehmen.

Die dynamische Viskositéit ergibt sich aus den Gleichungen (6.10) und (6.11) [46]:

6.1. Thermisches Widerstandsnetzwerk

Die thermische Modellierung der Maschine wurde aus dem in [47] vorgestellten Modell abgelei-
tet. In Abbildung 6.2 ist das thermische Netzwerkmodell dargestellt, mit dem das thermische

Verhalten der Maschine simuliert wird.

0 Rino1 1

Cina
Rip 12 Rin a3

T
- = L

2
C’tm Rth,24 Rth,34 Cth73

|
| S|

Rip 03

Abbildung 6.2.: Thermisches Modell; nach [47].

Bedeutung der Elemente des Netzwerks:
Knoten 0: Kiihlwassertemperatur

Knoten 1: Temperatur im Statoreisen

Knoten 2: Temperatur in der Statorwicklung
Knoten 3: Rotor Temperatur

Knoten 4: Temperatur der Luft im Luftspalt

Cin1: Warmekapazitit des Statoreisens
Cin 2t Warmekapazitit der Statorwicklung
Cin,s: Warmekapazitit des Rotors

Ryp01: Wérmeiibergangswiderstand vom Kiihlwasser zum Statoreisen

Ryp12: Wérmeiibergangswiderstand von der Wicklung zum Statoreisen

Ryp24: Wérmeiibergangswiderstand von der Wicklung zur Luft im Luftspalt

Ryp 340 Warmeiibergangswiderstand vom Rotor zur Luft im Luftspalt

Ryp.13: Warmeiibergangswiderstand vom Rotor zum Stator

Rip 030 Wirmeiibergangswiderstand vom Rotor zum Kithlwasser (iiber die Lagerung)
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—_—
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Abbildung 6.3.: Thermischer Widerstand - Analogie zum elektrischen Widerstand; gemé&f [48].

Da die Kiihlwassertemperatur und die Temperatur der Luft im Luftspalt bei den Erwarmungs-
Testlaufen mitgemessen wurden und somit im thermischen Modell als Bezugspunkte dienen,

sind die Warmekapazitaten Cy, o und Cy, 4 in Abbildung 6.2 vernachléssigt.

Ein thermisches Netzwerk kann in Analogie zu einem elektrischen Netzwerk gesehen werden.
Dabei kénnen die Temperaturen in den einzelnen Knoten, die durch die Verluste entstehen,
als Spannungsquellen angesehen werden. Der elektrische Strom ist analog zum Warmestrom gq.
Der elektrische Widerstand ist dquivalent zum thermischen Widerstand. Somit entspricht der
Spannungsabfall tiber einen Widerstand der Temperaturdifferenz zwischen zwei Knoten [48]. In
Abbildung 6.3 ist diese Analogie verdeutlicht.

Berechnung des thermischen Netzwerks:
Die Berechnungen des thermischen Netzwerks fiir die stationire Temperaturverteilung und
die transienten Temperaturverldufe basieren auf den in [47] beschriebenen mathematischen

Gleichungen. Fiir den stationaren Fall gilt:

P,=Gwn-0 (6.13)

mit

ol

» = Verlustvektor
tnh = Leitfahigkeits-Matrix
= Temperaturvektor

%lm

Durch Berechnung der inversen Leitfahigkeits-Matrix kann durch Umformen der Gleichung

(6.13) der Temperaturvektor direkt berechnet werden:

—

=Gy ' P, (6.14)

Fiir den transienten Fall miissen die Warmekapazititen beriicksichtigt werden. Dabei ergibt
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6. Thermisches Modell

sich das folgende Differenzialgleichungssystem nach [47]:

o) - n
mit
df (t)
dt
ag) _ | doa(r)
dt dt 3
cCi 0 0
Cim=10 Cy 0 | dabei ist O} die Wairmekapazitat vom Knoten 1 usw.
0 O
und
0 (t

Daraus ergibt sich die Differenzialgleichung fiir die transiente Temperaturberechnung [47]:

ot - .
% — Cth_l . Pv — Cth_l . Gth . 9<t) (616)

Fiir die Berechnung des thermischen Netzwerkes wurde von der Firma Magna Powertrain ein
Matlab-Programm zur Verfiigung gestellt, das auf das thermische Maschinenmodell nach Ab-
bildung 6.2 modifiziert worden ist. In diesem Programm ist die Berechnung der Differenzial-
gleichung fiir die transienten Temperaturverlaufe in Matlab-Simulink umgesetzt worden. Dabei
stehen die analytisch berechneten Verluste {iber das Kennlinienfeld des Motors als Lookup table
(LUT) zur Verfiigung.

Durch Auswahl eines gewiinschten Betriebspunktes (Drehzahl, Drehmoment) werden die Ver-
luste fiir diesen Betriebspunkt aus dem LUT interpoliert.

Bei dem einfachen Modell werden die Magnetverluste und die Rotor-Eisenverluste addiert und
zu Rotorverluste zusammengefasst. Die Aufteilung der mechanischen Verluste ergibt sich nach
der Verlustberechnung durch die FEM mit 80 % zu 20 % auf den Stator und den Rotor.
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6. Thermisches Modell

6.2. Analytische Berechnung der Warmekapazitaten

Zur analytischen Berechnung der thermischen Vorgidnge wird die Maschine in Teilkorper zerlegt,
in denen konstante Temperatur angenommen wird [46]. Bei der untersuchten Maschine wurden
die Wicklung, das Statoreisen und der Rotor, inklusive Magnete, als Bereiche konstanter Tem-
peratur angenommen. Die Wiarmekapazitdten haben erheblichen Einfluss auf die Zeitverldaufe
der Temperaturen der Maschine [46] und kénnen daher nicht vernachléssigt werden.

Fiir die Warmekapazitat gilt:

Ci(0) = ¢pi () - my (6.17)

Die spezifischen Warmekapazititen c, der Teilkérper der in dieser Maschine verbauten Mate-
rialien sind den Tabellen 2.3, 2.4 und 2.5 zu entnehmen. Fiir die Berechnung der Warmekapa-
zitaten sind nach Gleichung (6.17) die Massen der Teilkérper zu bestimmen. Die Berechnung
der Massen der Stator- und Rotoreisen sind den Gleichungen (5.13) bis (5.15) zu entnehmen.
Fiir die Masse der Permanentmagnete gilt:

=b (6.18)

mP]\/[

wobei n,, und n,  eine mogliche Segmentierung der Magnete in tangentialer bzw. in axialer

M.t
Richtung beriicksichtigt.
Fiir die Berechnung der Masse der Wicklung wird die Wicklung in zwei Bereiche aufgeteilt. Es

wird zunéchst die Masse der Wicklung im Nut-Bereich nach [46] berechnet:

Mey,yyy =M P2 lF‘e ) ACUvSTJule * Peu (6'19)

Der Term m - p ergibt die Anzahl der Spulen. Fiir die Zweischichtwicklung gilt, dass die Anzahl
der Statorzahne gleich der Anzahl der Spulen entspricht.
Der Querschnitt einer Spule wird mit folgender Formel ermittelt [46]:

A =N, Aa (6.20)

CU,Spule

Der Querschnitt des verwendeten Kupferdrahtes A., ist der Tabelle 2.3 zu entnehmen.

Wickelkopfbereich:
Die Nutteilung entspricht der effektiven Spulenweite [46]. Die Nutteilung ergibt sich nach [19]:

. 2- Rsi - T
™S TN,
Mit der Wickelkopfhdhe ergibt sich die effektive Wickelkopfléange [46]:

(6.21)
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6. Thermisches Modell

Ly =Ty 2 hy o (6.22)
Daraus folgt die Masse fiir beide Wickelkopfe [46]:
Mew,wr = 2-m-p-2- ZWK : AC%spule " Peu (6'23)
Die Masse der Wicklung ergibt sich nun zu:
Mey = Meu, nu + Meu,wx (624)

6.3. Analytische Berechnung der

Warmeiibergangswiderstande

Der Warmeiibergangswiderstand zwischen den homogenen Teilkérpern ist definiert mit [46]:

1

;- Up,

(6.25)

Ausgehend von dieser Gleichung werden nun analytische Berechnungsmethoden zur Bestim-

mung der Warmeiibergangswiderstinde zwischen den einzelnen Teilkdrpern vorgestellt.

Wirmeiibergangswiderstand zwischen dem Kiihlmittel und dem Statoreisen Ry 01:
Der Warmeiibergangswiderstand [, o1 besteht aus der Serienschaltung des Wérmeiibergangs-
widerstandes zwischen dem Kiihlwasser und dem Gehduse und des Warmeiibergangswiderstan-
des zwischen dem Gehéuse und dem Statoreisen, siche Abbildung 6.4.

Die Warmeiibertragung findet durch Wérmeleitung statt. Nicht nur bei der Konvektion, sondern
auch bei der Warmeleitung muss vielfach auf experimentelle Untersuchungen zur Bestimmung
des Warmekoeffizienten « zuriickgegriffen werden. Bei einer Presspassung beispielsweise, wie
sie zwischen dem Gehéduse und dem Statoreisen vorliegt, kann der Warmekoeffizient in dem
Bereich von a,,css = 300-1000 -3 liegen [49].

m2K

0 RKW Rpress ]_
o—{ 1 J——0

Abbildung 6.4.: Warmeiibergangswiderstand R, 01

Die thermisch wirksame Oberfliche des Ubergangs vom Statoreisen zum Gehiuse berechnet

sich wie eine Zylindermantelfliche:

Opoos =2 Ryg -1, (6.26)

;press
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6. Thermisches Modell

Der Warmeiibergangswiderstand [, o1 ergibt sich zu:

1 1
Ripo1 = + (6.27)

Oépress ' Othvprcss aKW : OthaKW

Die thermisch wirksame Oberfliche Oy, .., betrigt 0,17314 m?. Fiir den Wirmeiibergangsko-

effizient «,.,, kann ein Bereich von 1500-2500 —3— angenommen werden.
Wirmeiibergangswiderstand zwischen der Wicklung und dem Statoreisen Ry 12:
Der Wirmeiibergang zwischen der Wicklung und dem Statoreisen findet im direkten Stoffkon-
takt iiber eine Grenzschicht statt [46]. Der Warmeiibergangskoeffizient ist von vielen Faktoren,
wie z.B. der Verteilung der Wicklung in der Nut, der Drahtisolierung, der Nutisolierung usw.
abhéngig. Daher ist es leicht vorstellbar, dass hier die Berechnung des Warmeiibergangskoeffi-
zienten auch nur in einer Naherung erfolgen kann.

In [50] wurde eine Niaherungslosung gefunden:

Oy = 0,2749 - [(1 — k) - Ay - 1] 4 (6.28)

Wobei k; der Nut-Fiillfaktor und Ay, die Nutfliche ist.
Der Fiillfaktor ist das Verhiltnis von Kupferfliche in der Nut zur Nutflache:

fp = Nt (6.29)

ANut

Die Kupferfliche in der Nut ergibt sich fiir die Zweischicht-Zahnspulenwicklung zu:

Avuvy =2+ Ay - N, (6.30)

CU, Nut

Die Nutfliche errechnet sich nach Simpson als gewichteter Mittelwert wie folgt:

b + 4 . bSn,mitte + bsnaobcn

6
Fiir den Warmeiibergang von der Wicklung zu den Statorzihnen wird die thermisch wirksame
Oberflache nach [46] definiert:

ST,unten

Anu = Dz (6.31)

Othewsr = 212 hgzp - 1, (6.32)
Fiir den Wirmeiibergang von der Wicklung zum Statorjoch gilt nach [46]:
Othenss = [2- T(Rsi + hozp + ozney) = Z1 - bszp)] - L, (6.33)

Dadurch lassen sich die beiden Warmeiibergangswiderstiande berechnen:
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6. Thermisches Modell

Abbildung 6.5.: Warmeiibergangswiderstand Ry, 12

1
Riheyoe = @ - On
cu 1thcuysz (634)
R, ,; =

cu,sj

Ay Othcu’sj

Der Wirmeiibergangswiderstand Ry, 1o ergibt sich durch Parallelschaltung der beiden Uber-

gangswiderstinde:

Rthcu,sz ’ Rthﬂuqu (6 35)

Rip12 =
’ Rihe, .. + Rin

cu,sj

Wirmeiibergangswiderstand von der Wicklung in der Nut zur Luft im Luftspalt
Rth,24=

Die Wéarmeiibertragung erfolgt hier durch Konvektion. Der Stator wird als Aufenzylinder be-
trachtet und der Rotor als drehender Innenzylinder, sodass der Luftspalt als Ringspalt zwischen
den konzentrischen Zylindern angesehen werden kann. Die Warmeiibertragung findet nur im
Nutbereich statt, also nur iiber Ausschnitte der Zylinderfliche. Es wird zuerst der Warmeiiber-
gang des Vollzylinders berechnet und anschliefend der Warmeiibergangswiderstand anteilig auf
die tatséichlich betrachtete Flache umgerechnet [46]. Fiir die Berechnung der Reynoldszahl ist
der charakteristische hydraulische Durchmesser des jeweiligen Abschnittes erforderlich. Dieser

ergibt sich zwischen der Wicklung und dem Luftspalt zu [46]:

Dh24 =2 (Rsz + hsz,steg> —2-R. (636)
Die Reynoldszahl ergibt sich nach |51]:

Wmech * Rra : dh24

R€24 = (637)

vy

Wobei wpeen, die Rotordrehzahl in [rad/s|, und v, die kinetische Viskositét der Luft ist.
Die Drehbewegung des Rotors wird durch die Taylorzahl beriicksichtigt [51, 52, 53|. Fiir die
[PMSM ist die Annahme einer glatten Rotor-Oberfliche giiltig. Damit berechnet sich die Tay-
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6. Thermisches Modell

lorzahl nach [52]:

0+ hss,,
TCL24 = R€24 . R—W (638)

Abhéngig von der Taylorzahl ergibt sich die Nufeltzahl [52]:

Nu =2, (Ta < 41)
Nu = 0.202 - Ta’% . pro27, (41 < Ta < 100) (6.39)
Nu = 0.386 - Ta’? - Pro*7, (Ta > 100)

Die Prandtlzahl wird mit Gleichung (6.9) bestimmt. Bei einer Taylorzahl kleiner als 41 herrscht
eine rein laminare Stromung vor, bei einer Taylorzahl grofer als 100 eine turbulente. Dazwi-
schen bilden sich Wirbel in der Stromung aus [52|. Mit der aus Gleichung (6.39) berechneten

Nufseltzahl kann nun auf den Warmeiibergangkoeffizienten geschlossen werden, siehe Gleichung
(6.7):

a,, = —rCt (6.40)

Die thermisch wirksame Oberfliche berechnet sich nach [46]:

Oth24 = Nl . bsn : lF (641)

e

Der Wirmeiibergangswiderstand Ry, 24 ergibt sich durch Einsetzen der Gleichungen (6.40) und
(6.41) in die Gleichung (6.25).

Da sich sowohl in der analytischen Berechnung als auch durch die FEM-Methode gezeigt hat,
dass die Wirmeabfiihrung iiber den Wickelkopfbereich keine relevante Anderung der Tempera-
turverteilung in der Maschine bewirkt, wird auf den konvektiven Warmeiibergang des Wickel-

kopfes an dieser Stelle nicht ndher eingegangen.

Wirmeiibergangswiderstand vom Rotor zur Luft im Luftspalt Ry 34:

Es wird zwischen dem Bereich unter den Zahnkopfen und dem Nutschlitzbereich unterschieden,
da sich im Nutbereich ein grokerer Luftspalt ergibt [46]. Im folgenden wird der Zahnbereich
mit dem Index 1 versehen und der Nutbereich trigt den Index 2.

Es ergeben sich nach [46] zwei unterschiedliche hydraulische Durchmesser:
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6. Thermisches Modell

Dhyy =2+ Ry —2- Ry

(6.42)
Dh34,2 =2- (Rsi + hSZ,steg) —2- Ry
Dadurch ergeben sich unterschiedliche Reynoldszahlen,
Wmech * Rra : Dh 41
Resyy = » -
v 6.43
Wmech * Rra : Dh34,2 ( )
Resyn = )
VL
und unterschiedliche Taylorzahlen fiir die beiden Bereiche:
o
TCL34,1 = R€34,1 : R.
(6.44)
6 + h/SZ’steq
Tazyz = Resyz - R—m

Die Nufeltzahlen Nuss; und Nusso werden mit den entsprechenden Taylorzahlen nach Glei-
chung (6.39) berechnet. Dadurch ergeben sich die Warmeiibergangskoeffizienten der beiden

Bereiche:

N NU3471 )\L
Qgy 4 Dy,
34,1
6.45
o B NU3472 )‘L ( )
34,2 Dh34 ,
Daraus wird der mittlere Warmetibergangskoeffizient o, ermittelt [46]:
27 -Rg;
st b b
N sn s
gy = Qgyq° 127.-—351 + gy 271-.1;:1- (646)
TNy TNy

Die thermisch wirksame Oberfliche ergibt sich aus der Zylindermantelfliche des Rotors [46]:

Oy = 270 Rya - 1. (6.47)
Der Wirmeiibergangswiderstand Ry 34 folgt aus Gleichung (6.25):
1
(6.48)

Ripsa = o O
Ay * Uthgy
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6. Thermisches Modell

Wirmeiibergangswiderstand vom Stator zum Rotor Ry, 13:
Die Modellannahme fiir den Warmeiibergang vom Stator zum Rotor erfolgt nach [51, 52| durch

zwei Vollzylinder. Dabei gilt fiir den hydraulischen Durchmesser [52]:

Dhy =2 Ry —2 Rug (6.49)

Es ergibt sich die Reynoldszahl und die Taylorzahl:

Wmech * Rra : Dh13

R€13 = y
t 6.50

Tay3 = Reys - 7

Mit Gleichung (6.39) wiederum erhdlt man die von der Taylorzahl T'a;3 abhéngige Nufeltzahl

Nuyz und somit den Warmeiibergangskoeffizienten:

a,=—2""r (6.51)

Die thermisch wirksame Oberflache ist nach Gleichung (6.47) definiert. Der Wérmeiibergangs-

widerstand Ry, 13 ergibt sich zu:

1

6.52
Ay - Oth13 ( )

Rth,13 =

Wirmeiibergangswiderstand zwischen dem Rotor und dem Kiihlmittel Ry o3:

Der Warmestrom vom Rotor zum Kiihlmittel fiihrt {iber die Rotoraufnahme zur Welle und
von der Welle iiber die Lager und dem Gehduse zum Kiihlmittel. Fiir die Berechnung von
Ry 03 wurde nur der Wéarmeiibergangswiderstand der Lager beriicksichtigt und die anderen
Warmeiiberginge als ideal angenommen. Der Warmeiibergangswiderstand eines Lagers betragt
1,25 &, nach [54].

Da die drei Kugellager als thermisch parallele Pfade betrachtet werden konnen, ergibt sich

Ryp, 03 zu:

1
Rth,03 = 1 1 (653)

1
1,25 + 1,25 + 1,25



7. Modellvalidierung

Die Ergebnisse der analytischen Berechnung der Flussdichteverldufe, der Verlustmodelle und

des thermischen Modells wurden anhand von vorhandenen Messdaten und/oder Ergebnissen

aus den FEM-Berechnungn, die seitens Magna Powertrain zur Verfiigung gestellt worden sind,

validiert.

7.1. Luftspaltflussdichteverlauf

Luftspaltfeldberechnung iiber das Reluktanznetzwerk:

Wie bekannt wird durch die Zahnspulenwicklung kein optimal sinusférmiges Luftspaltfeld er-

reicht. Darum konnte mit einem Grundwellenmodell, wie es beim analytischen Ansatz iiber das

Reluktanznetzwerk der Fall ist, kein befriedigendes Ergebnis der Verlustmodelle erzielt werden.

Dies lésst sich anhand einer Fourieranalyse der Luftspaltfelder deutlich sichtbar machen.

0,6 |

B; [T

—— analytich
—FEM

0,2

0 Tp
X

Abbildung 7.1.: Leerlaufluftspaltfeld im Vergleich
zum FEM-Verlauf

In Abbildung 7.1 ist das analytisch
berechnete Leerlauf-Luftspaltfeld, iiber
das in Kapitel 3.3.1 Reluktanznetzwerk
vorgestellte Verfahren dargestellt, ver-
glichen mit dem Leerlauf-Luftspaltfeld
der FEM-Berechnung. Die Flanken,
die bei diesem Verfahren durch zwei
e-Funktionen angendhert wurden, tref-
fen den FEM-Verlauf nur bedingt. Der
Feldeinbruch, bedingt durch die Stator-
nutung, hingegen wird nach Gleichung
(3.32), Kapitel 3.3.1, sehr exakt model-

liert.

Wird nun eine Fourieranalyse der in Abbildung 7.1 dargestellten Luftspaltfelder durchgefiihrt,

erkennt man, dass dieses Verfahren fiir eine Grundwellenbetrachtung eine gute Néherung ist.

Die Oberwellen weichen zum Teil sehr stark voneinander ab, siehe Abbildung 7.2.
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FFT-Vergleich Grundwellenvergleich
I I I ]- T -
8 o analytisch —— analytisch
0,8 |- o FEM H —FEM
0,5

0,6 |- -
= =
S S 0
Q04 . Q

02| . 05

0 T T 1 T T T f I g & g ol (P —1 |
0 5 10 15 20 0 ™ 2m
Ordnungszahl der Harmonischen ¢ [rad]

Abbildung 7.2.: Fourieranalyse der Leerlaufluftspaltfelder

Auch durch den Einfluss der Statordurchflutung zeigt sich ein dhnliches Bild. Da bei diesem
Ansatz der Verlauf nur {iber ein Pol bestimmt wird und dadurch von Punktsymmetrie um
x = 7, ausgegangen wird, tritt keine Phasenverschiebung der Grundwelle bei Bestromung des

Stators auf. Abbildung 7.3 zeigt die Fourieranalyse der Luftspaltfelder bei zwei verschiedenen

Lastpunkten.
FFT-Vergleich Grundwellenvergleich
1 T T I 1 T
o analytisch —— analytisch
o FEM —FEM
0,8 F H
0,5
—_— 076 [ | —_—
= =
S — 0
Q 04| | M
—0,5
0,2 T =
0 TIQT?T?E@%Q%QQ&Q -1 |
0 5 10 15 20 0 7T 27
Ordnungszahl der Harmonischen ¢ |rad]
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Abbildung 7.3.: Fourieranalyse der Luftspaltfelder fiir reine Querstromspeisung I, = 100A
(oben) und I, = 300 A (unten)

Da bei der Berechnung der Luftspaltflussdichte unter Beriicksichtigung der Statordurchflutung

laut Kapitel 3.3.1 lediglich die Amplitude variiert, nimmt die Lastpunktrechnung keinen Einfluss

auf die Harmonischen. Selbes gilt auch bei d-¢g-Bestromung:

0,8

0,6

Bs [T]

0,4
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FFT-Vergleich Grundwellenvergleich
I I I ]- T -
0818 o analytisch —— analytisch
= o FEM | —FEM
0,5

0,6 |- -
= =
S S 0
Q04 1

0,2 * - _075

0 5 10 15 20 0 ™ 2m
Ordnungszahl der Harmonischen ¢ [rad]

Abbildung 7.4.: Fourieranalyse der Luftspaltfelder fiir die Strombetriebspunkte I, = 154 A,
I; = —60A (oben) und [, = 111 A, I; = —95 A (unten)

Wie sich z.B. in Abbildung 7.3, unten, bei der Fourieranlyse deutlich zeigt, haben die Harmoni-
schen einen nicht zu vernachlissigbaren Anteil im Hinblick auf die Eisen- und Magnetverlustbe-
rechnung. Mit dem Kennlinienschnittverfahren wird das Oberwellenspektrum deutlich exakter
ermittelt, siehe Abbildung 7.7.
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Luftspaltfeld iiber das Kennlinienschnittverfahren:

Im Gegensatz zu Abbildung 7.1, hat

: | — analytisch die im Kennlinienschnittverfahren, Ka-
0,5 ——— pitel 3.3.2, trapezférmig angenommene
Luftspalt-Flussdichteverteilung eine bes-
% 0 sere Ubereinstimmung mit dem Verlauf
q aus der FEM-Berechnung. Der Nutungs-
~0,5 einfluss wurde gleich wie beim Reluktanz-
netzwerk berechnet und hat hier ebenfalls

1 | sehr guten Deckungsbeitrag.

0 Tp 27,
X

Abbildung 7.5.: Leerlaufluftspaltfeld im Vergleich
zum FEM-Verlauf iiber 2 Poltei-
lungen, berechnet mit dem Kenn-
linienschnittverfahren

Die Fourieranalyse des Leerlauf-Luftspaltfeldes, berechnet mit dem Kennlinienschnittverfahren,

liefert sehr exakte Ergebnisse bei Betrachtung der Harmonischen, wie Abbildung 7.6 zeigt.

FFT-Vergleich Grundwellenvergleich
@ [ I 1 T -
0.8 o analytisch —— analytisch
O o FEM | —FEM
0,5
0,6 |- .
= =
oS oS 0
N 04 1 9
0,2 | —05
0 TTTTATE%T&SQAQQG)@@@&@ -1 |
0 5 10 15 20 0 T 2m
Ordnungszahl der Harmonischen ¢ [rad]

Abbildung 7.6.: Fourieranalyse der Luftspaltfelder fiir den Leerlauf

Dies gilt nicht nur fiir den Leerlauf, sondern auch bei Stator-Bestromung, wie Abbildung 7.7

fiir zwei Betriebspunkte bei reiner Querstromspeisung beweist:
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FFT-Vergleich Grundwellenvergleich
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Abbildung 7.7.: Fourieranalyse der Luftspaltfelder fiir die Strombetriebspunkte I, = 100 A,
I;=0A (oben) und I, =300 A und /; = 0A (unten)

Auch die Phasenverschiebung der Grundwelle stimmt mit dem FEM-Ergebnis iiberein. Dies
lisst auf eine gute Ubereinstimmung der Feldkurven schliefen, wie in [19] diskutiert. Abbildung
7.8 zeigt ein Feldkurvenverlauf zwischen analytisch berechnetem Flussdichteverlauf und dem
Verlauf aus der FEM-Berechnung.
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—— analytisch
—FEM

B; [T]

0 Tp 27,

Abbildung 7.8.: Feldkurvenvergleich bei reiner Querstromeinspeisung: Iy = I, = 300 A

7.2. Eisenverluste

Um einen iibersichtlichen Vergleich der durch den analytischen Ansatz berechneten Eisenver-
luste mit denen aus der FEM-Berechnung durchzufiihren, ist es am besten, die Verluste iiber
das ganze Kennlinienfeld des Motors zu berechnen. Abbildung 7.9 zeigt einen Vergleich der
analytisch berechneten Eisenverluste mit dem zur Verfiigung gestellten FEM-Ergebnis iiber

das ganze Kennlinienfeld der Maschine.

Eisenverluste analytisch Eisenverluste FEM

2000
_ 2000
2 £
G Y
[}
< 1000 £ 1000
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g =
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g 500 g
& &
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0
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400 6000
6000 4000
2 2000
0 o 000 0 o
Drehmoment [Nm]| Drehzahl [U/min] Drehmoment [Nm] Drehzahl [U/min]|

Abbildung 7.9.: Vergleich der Eisenverluste zwischen der analytischen Berechnung (links) und
dem FEM-Ergebnis (rechts) iiber das ganze Kennlinienfeld

Werden die zwei Kennlinienfelder iibereinander gelegt, wird sichtlich, dass iiber den ganzen

Betriebsbereich der Maschine mit dem analytischen Ansatz eine gute Ndherung erzielt wurde.
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Dies ist in Abbildung 7.10 dargestellt. Die Abweichungen zum FEM-Ergebnis im Konstant-
Drehmomentbereich liegen im Bereich bei 0—15 % und im Feldschwéchbereich bis zu 25%, wobei

die maximale Abweichung bei der maximalen Drehzahl ist und somit fiir den Normalbetrieb
weniger relevant ist.
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Abbildung 7.10.: Vergleich der Eisenverluste zwischen der analytischen Berechnung und dem
FEM-Ergebnis iiber das ganze Kennlinienfeld
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Abbildung 7.11.: Vergleich der Eisenverluste zwischen der analytischen Berechnung und dem
FEM-Ergebnis iiber das ganze Kennlinienfeld bei Grundwellenbetrachtung
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7. Modellvalidierung

Bei kleinerem Drehmoment und hohen Drehzahlen werden durch das analytische Modell zu
geringe Verluste ermittelt, wie der Vergleich in Abbildung 7.9 zeigt. Dies kommt daher, dass in
diesem Randgebiet die MTPA-Regelung durch den Matlab internen Optimierer ein wesentlich

kleineres Minimum des Statorstroms findet als die Implementierung im FEM-Programm.

Wie in Kapitel 5.2 erwéhnt, ist eine reine Grundwellenbetrachtung fiir die Berechnung der Eisen-
verluste unzureichend. In Abbildung 7.11 sind die Eisenverluste iiber das ganze Kennlinienfeld
des Motors bei Grundwellenbetrachtung im Vergleich zum FEM-Ergebnis dargestellt.
Wihrend bei niedrigem Drehmoment (kleinem Statorstrom) die Harmonischen wenig Auswir-
kung haben, ist die 1. Oberwelle bei hohem Drehmoment sehr stark ausgeprigt. Daher werden
bei der Grundwellenbetrachtung die Eisenverluste, vor allem im oberen Drehmomentbereich,
zu niedrig berechnet. Anschaulicher wird dies bei Betrachtung einzelner Betriebspunkte, Ab-
bildung 7.12:
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Abbildung 7.12.: Eisenverluste bei den Betriebspunkten M = 400 Nm und M = 290 Nm iiber
den gesamten Drehzahlbereich. Links mit Beriicksichtigung der Oberwellen,
rechts reine Grundwellenbetrachtung.
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7. Modellvalidierung

7.3. Magnetverluste

Wie in [4] diskutiert, ist es fiir eine genaue Berechnung der Magnetverluste unerlésslich, auf
FEM-Berechnungen zuriickzugreifen. Keine der beiden in [4] vorgestellten Modelle, das Leiter-
modell nach [40] und das Mehrschichtmodell nach [55, 56], zur analytische Magnetverlustbe-

rechnung korrelierten mit den FEM-Ergebnissen mit hinreichender Genauigkeit.
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Abbildung 7.13.: Magnetverluste bei drei verschiedenen Betriebspunkten
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7. Modellvalidierung

Die in Abbildung 7.13 dargestellten Magnetverluste im Vergleich zu den FEM-Ergebnissen
bestitigen die Ungenauigkeit des analytischen Modells. Somit kann mit dem Modell nur eine
grobe Abschitzung der Magnetverluste erreicht werden.

Die von Magna Powertrain zur Verfiigung gestellten FEM-Berechnungswerte wurden mit ei-
nem 2D-Modell ermittelt. In Abbildung 7.13 ist ersichtlich, dass das 2D-FEM-Modell bei der
Berechnung der Magnetverluste an seine Grenzen gestoften ist. Der steile Anstieg, bei den
Betriebspunkten M = 44 Nm und M = 116 Nm, ab einer Drehzahl von ca. 6500 U/min ist phy-
sikalisch nicht erklarbar. Dasselbe gilt auch beim Betriebspunkt M = 295 Nm fiir das Sinken
der Verluste ab einer Drehzahl von ca. 3700 U/min. Um die Magnetverluste exakter bestimmen

zu kénnen, miisste ein 3D-FEM-Modell generiert werden.

7.4. Stationdre Temperaturverteilung

In diesem Kapitel wird anhand der Wicklungs- und Rotortemperatur aus Messungen, bei ver-
schiedenen Betriebspunkten, verglichen, in wie weit das thermische Modell mit den Messwerten
iibereinstimmt.

Die Betriebspunkte sind:

e Betriebspunkt 1: M = 43,9Nm und n = 1500 -2~

min

e Betriebspunkt 2: M = 0Nm und n = 4900 -

min

e Betriebspunkt 3: M = 36 Nm und n = 2000 --

min

e Betriebspunkt 4: M = 116 Nm und n = 1500 -~
Abbildung 7.14 zeigt die Wicklungstemperatur bei den vier Betriebspunkten im Vergleich zu
den Messwerten, dabei wurden die Verluste iiber die analytische Berechnung ermittelt. Es wur-
den Temperaturdifferenzen von nur etwa 3°C erreicht, was fiir einen analytischen Ansatz ein
sehr gutes Ergebnis bedeutet. Fiir den Rotor wurden Temperaturdifferenzen nach Abbildung
7.15 erzielt.
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7. Modellvalidierung

stationiire Endtemperatur der Wicklung Temperaturdifferenz zur Messung
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Abbildung 7.14.: Stationdre Endtemperatur der Wicklung bei vier Betriebspunkten. Verluste
berechnet mit dem analytischen Modell.
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Abbildung 7.15.: Stationére Endtemperatur des Rotors bei vier Betriebspunkten. Verluste be-
rechnet mit dem analytischen Modell.

Zum Vergleich zwischen der analytischen Berechnung und den zur Verfiigung gestellten FEM-
Ergebnissen sind in Abbildung 7.16 und 7.17 die Endtemperaturen, bei denen die Verlustleis-
tungen mittels FEM ermittelt wurden, verglichen mit den Messwerten, dargestellt.

Die grofte Differenz bei der Wicklungstemperatur zwischen dem FEM-Ergebnis und der analy-
tischen Berechnung mit ca. 4°C ergibt sich beim Betriebspunkt zwei. Dies ist damit zu erkldren,
dass bei diesem Betriebspunkt ein geringeres Statorstromminimum durch den Matlab internen
Optimierer gefunden wird als bei der FEM-Rechnung. Da der Statorstrom I; nach Gleichung
(5.1) quadratisch in die Verlustberechnung mit eingeht, wird eine geringere Wicklungsverlust-

leistung berechnet und somit stellt sich eine niedrigere Wicklungs-Endtemperatur ein.
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7. Modellvalidierung

Bei den Rotor-Endtemperaturen ist die grokte Temperaturdifferenz ebenfalls beim Betrieb-
spunkt zwei, wie der Vergleich der Abbildung 7.15 mit Abbildung 7.17, jeweils rechts, zeigt.
Die hohere Temperatur bei der analytischen Berechnung stammt von den Magnetverlusten, die,

vor allem bei niedrigen Drehmomenten, zu hoch ermittelt werden, siehe Kapitel 7.3, Abbildung
7.13.
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Abbildung 7.16.: Stationdre Endtemperatur der Wicklung bei vier Betriebspunkten, bei de-
nen die Verlustleistung aus der FEM-Berechnung stammt, verglichen mit den
Messwerten; Quelle: Magna Powertrain
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Abbildung 7.17.: Stationdre Endtemperatur des Rotors bei vier Betriebspunkten, bei denen die
Verlustleistung aus der FEM-Berechnung stammt, verglichen mit den Mess-
werten; Quelle: Magna Powertrain
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7. Modellvalidierung

7.5. Transiente Temperaturverlaufe

Die Simulation der zeitlichen Verldufe der Erwarmung der Maschine im Wicklungs- und im
Rotorbereich sind in Abbildung 7.19 bzw. in Abbildung 7.20 dargestellt. Der Erwdrmungsver-
such wurde bei einer Drehzahl von n = 1500 % und einem Drehmoment von M = 113 Nm
durchgefiiht. Die Wicklungstemperatur in Abbildung 7.19 wurde beim Erwarmungslauf mit fiinf
Sensoren an unterschiedlichen Stellen erfasst. Dabei ergeben sich zum Teil erhebliche Tempe-
raturunterschiede an den verschiedenen Stellen. Die stationdre Endtemperatur der Simulation,
durchgefiihrt mit den analytisch berechneten Verlustleistungen, stellt sich bei einem Mittelwert
der gemessenen Temperaturen ein. Auch die stationdre Endtemperatur des Rotors deckt sich
mit der Messung, siehe Abbildung 7.20.

Das transiente Verhalten kann allerdings durch die Simulation nur eingeschrinkt wiedergegeben
werden. Die stationdren Temperaturen werden zu rasch erreicht, was zunéchst falsch berechne-
te Warmekapazititen vermuten lasst. Da die berechneten Massen mit den in den Konstrukti-
onszeichnungen angegebenen Massen iibereinstimmen, wird von korrekten Warmekapazitdten
ausgegangen. Vielmehr spielen im Modell nicht beriicksichtigte Faktoren eine entscheidende
Rolle:

e Lufterwirmung: Die Luft in der elektrischen Maschine wurde als konstant angenommen.
Nach Abbildung 7.18 kommt es im Luftspalt zu einem erheblichen Anstieg der Temperatur
und somit zu Verdnderungen der Lufteigenschaften. Zusédtzlich kommt es zu starken Ab-

weichungen der Lufttemperaturen, je nach Positionierung der Sensoren, siche Abbildung
7.18.

Lufttemperatur
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Abbildung 7.18.: Lufterwdrmung in der Maschine. Dabei sind die Kurven WK 1 und WK 2 im
Wickelkopfbereich gemessene Temperaturen, die Kurven Rotor 1 und Rotor
2 die Temperaturen im Rotorbereich; Quelle: Magna Powertrain
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7. Modellvalidierung

o Thermische Massen: Bei der Berechnung der Warmekapazitat C, wurde nur die Kupfer-
masse miteinbezogen. Tatsdchlich aber bilden die Nutisolation, der Isolierlack und die Nut-
vergussmasse eine wiarmespeichernde Masse. Diese Faktoren sind analytisch sehr schwer

zu erfassen, da sie stark vom Material und Fertigungsprozess abhingen.

e Priifstandsaufbau: Die thermische Isolation des Priifstandsaufbau ist fiir transiente Tem-
peraturmessungen nur bedingt geeignet. Somit wirkt die Aufhdngung der Maschine als

zusitzliche Masse und Vergroberung der Gehduseoberfliche.

Diese Faktoren bewirken, dass sich die Wicklungs- und Rotortemperaturen langsamer dndern
als durch die Simulation ermittelt. Fiir eine realitdtsnahere Simulation, miisste in einer Model-
lerweiterung der Priifstandsaufbau in das thermische Modell miteinbezogen, oder erneut thermi-
sche Messungen, mit einem fiir die transiente Temperaturentwicklung geeignetem Messaufbau,

durchgefiihrt werden.
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Abbildung 7.19.: Transienter Verlauf der Wicklungstemperatur
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Transienter Verlauf der Rotortemperatur
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Abbildung 7.20.: Transienter Verlauf der Rotortemperatur
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8. Zusammenfassung

Die Literaturstudie zum Thema analytische Verlustberechnung elektrischer Maschinen hat ge-
zeigt, dass diese Methoden Grenzen unterworfen sind und daher anwendungsbedingt im Aus-
legungsprozess, wenn die Genauigkeit nicht zu grofl sein muss, auf vorhandene Daten (Daten-
banken, Curvefitting) zuriickgegriffen wird. Wird eine hohe Genauigkeit gefordert, sind FEM-
Berechnungen notwendig. Friiher oder spéter stiitzen sich die analytischen Berechnungen in den
meisten Veroffentlichungen auf FEM-Daten. Wie in Kapitel 3.2 beschrieben, macht es vor al-
lem bei den Parametern L; und L, Sinn, diese als LUT aus der FEM-Rechnung zu hinterlegen,
da die analytischen Ansétze nur eine sehr grobe Annidherung ergeben und meist als konstant

angenommen werden.

Mit dem Kennlinienschnittverfahren nach [19] wurden sehr gute Ergebnisse bei der Berechnung
des Flussdichteverlaufs im Luftspalt erzielt. Die in [19] beschriebenen Geometriefaktoren, zur
Beriicksichtigung der magnetischen Rotorkurzschliisse, konnten in dieser Arbeit nicht bestatigt
werden. Darum musste auch bei diesem Punkt auf FEM-Daten zuriickgegriffen werden, um die
fiir diese Maschine giiltigen Geometriefaktoren zu bestimmen.

Das Kennlinienschnittverfahren eignet sich hervorragend fiir die Ermittlung der Leerlauf- Luft-
spaltflussdichteverteilung und der Luftspaltflussdichteverteilung bei reiner Querstromeinspei-
sung. Somit konnen z.B. bei PMSMs mit Oberflichenmagneten, die nicht im Feldschwichbe-
reich betrieben werden, sehr genaue Ergebnisse in Hinblick auf die Induktionsverteilung und
die Oberwellenbetrachtung erreicht werden. Fiir die d-g-Bestromung des Stators wurde in die-
ser Arbeit, mit Hilfe von FEM ermittelten Luftspaltflussdichteverlaufe, Abschwichfaktoren der
Flussdichte, in Abhangigkeit des Stromwinkels 7 eingefiihrt, um die Verwendung des Kennlini-
enschnittverfahrens bei der hier angewandten MTPA-Regelstrategie und im Feldschwichbereich

zu ermoglichen.

Die Berechnung der Kupferverluste stellt fiir den analytischen Ansatz kein Problem dar. Wie
sich gezeigt hat, ist hier die Berechnung, auch ohne Beriicksichtigung des Skin-Effekts, giiltig.
Die Eisenverluste wurden durch die 5-Parameter IEM-Formel nach [30] berechnet, welche es
ermoglicht, selbst bei hohen Flussdichten und hohen Drehzahlen die spezifischen Verluste der

Eisenblechpakete korrekt zu berechnen.
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8. Zusammenfassung

Die Magnetverluste, die mit dem sogenannten Leitermodell nach [4, 40| ermittelt wurden, konn-
ten durch die FEM-Berechnung nur bedingt bestatigt werden. Dies liegt zum einen daran, dass
zur Berechnung des analytischen Ansatzes sehr viele Annahmen und Vereinfachungen getroffen
werden miissen und zum anderen, dass das Leitermodell nur fiir tangential segmentierte Ma-
gnete geeignet ist.

Die analytische Berechnung der Luftreibungsverluste nach [4] bietet auch nur eine N&herungslo-
sung, wahrend die Lagerreibung, durch vorhandene Berechnungsdaten der Lagerreibmomente,

eine exakte Berechnung der Verluste ermoglicht.

Mit dem einfachen Temperaturmodell nach [47] und den analytisch berechneten Verlustleistun-
gen konnten akzeptable Ergebnisse im Bezug auf die stationire Temperaturverteilung erzielt
werden. Vor allem eine Temperaturdifferenz von weniger als 5K stellt fiir eine analytische
Berechnung ein sehr gutes Ergebnis bei der Wicklungstemperatur dar. Das transiente Tem-
peraturmodell hingegen spiegelt die gemessenen Temperaturverldufe nur bedingt wider. Die
Griinde dafiir sind in Kapitel 7.5 beschrieben.

Abschliefsend ldsst sich sagen, dass durch das analytische Modell eine durchaus verwendba-
re Verlustaufteilung gefunden werden konnte. Eine akkurate Berechnung der Magnetverluste
konnte in einer weiterfiihrende Arbeit erfolgen, z.B. iiber den Ansatz von [56], bei dem die Ver-
lustberechnung auf Basis der Energieflussrichtung, beschrieben durch den Poyntigschen Vektor,
in den Permanentmagenten beruht. Die Berechnung in [56] ist allerdings nur fiir die SPMSM
giiltig und es miissten fiir die IPMSM neue Grenzbedingungen gefunden werden, da bei der
IPMSM aus einem Zweischichtmodell ein Mehrschichtmodell entsteht.

Mit einem MTPA-Reglermodell, wie beispielsweise in [26],[27] oder 28| vorgestellt, konnten die
Stromwarmeverluste, und auch die Eisenverluste weiter optimiert werden, da die in dieser Arbeit
umgesetzten MTPA-Regelung, durch ein Matlab internes Optimierungsverfahren, zum Teil ein
wesentlich geringeres Stromminimum des Statorstromes I bei gegebenem Betriebspunkt findet
als die FEM-Simulation. Dadurch stellt sich auch eine Differenz des Stromwinkels v im Vergleich
zur FEM ein.

Um beim transienten Temperaturmodell brauchbare Ergebnisse zu erhalten, ist es notwendig
das Modell zu verfeinern, bzw. den Priifstandsaufbau in das Modell miteinzubeziehen oder
erneute Erwidrmungsliufe mit einem Aufbau, der auch fiir transiente Temperaturmessungen

geeignet ist, durchzufiihren.
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A. Berechnung des Carter-Faktors

Der Carter-Faktor beriicksichtigt die fiktive Luftspaltvergroferung durch den Einfluss der Nu-
tung. Im Bereich der Nutéffnung ist die Luftspaltflussdichte B;(x) kleiner als der Mittelwert Bj
[13]. Das Verhéltnis von maximaler Luftspaltflussdichte Bj, die im Luftspalt in der Zahnachse
auftritt, zur mittleren Flussdichte Bs wird als Carter-Faktor bezeichnet [13]:

B(; TN
"By TG0 D
Der Faktor ((h) berechnet sich laut [13] zu

ke

2
¢(h) = = - [h-arctan(h/2) — In(1 + (h/2)?)]
T A.2)
b (
it h=-"_
mi 5
und kann als Nidherung folgendermafen berechnet werden [13]:
h2
h) ~ A3
)~ (A3)

Der ,effektive Luftspalt® ergibt sich durch Multiplikation des geometrischen Luftspalts mit dem
Carter-Faktor:

Sepp =0k (A4)
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B. Berechnung der
Temperaturabhangigkeit der
Remanenzflussdichte und der

Koerzitivfeldstarke

Fiir die Temperaturabhéngigkeit der Remanenzflussdichte B, und die Koerzitivfeldstirke Hop

gilt:

BT(ﬁ) = BT,QU ' [1 —Qp (19P]M - 20)] (Bl)

Hep(V) = Hopoo - [1 — ay, - (0, — 20)] (B.2)

Hcp

wobei B, 90 und Hep g die Remanenzflussdichte bzw. die Koerzitivieldstirke bei 20°C ist, siehe

Tabelle 2.5. Fiir die Temperaturkoeffizienten gilt: o, = o, = 0,001
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