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Kurzfassung

Magnetlager und lagerlose Motoren werden aufgrund ihrer Beriihrungs-,
Schmiermittel-, Verschleiss- und Wartungsfreiheit bereits in verschiede-
nen Anwendungen eingesetzt. Hierzu gehéren Pumpsysteme fiir hochrei-
ne Fliissigkeiten im Halbleiter- und Pharmaziebereich, Mixer fiir scher-
kraftsensitive Medien, Rotationssysteme fiir die Halbleiterbearbeitung
sowie Antriebe in der Vakuumtechnik. Dabei werden bevorzugt lagerlo-
se Motoren eingesetzt, welche aufgrund der Integration von Magnetlager
und Antrieb im selben Magnetkreis eine geringere Systemkomplexitét so-
wie eine einfachere und kompaktere Bauweise als herkdmmliche Motoren
mit Magnetlager aufweisen.

Eine grosse Herausforderung stellen oftmals die hohen elektrischen
Verluste solcher Systeme dar, welche die industrielle Nutzung lagerlo-
ser Motoren fiir Anwendungen mit hohen Drehzahlen bislang verhindern.
Hierzu zéhlen zum Beispiel lagerlose Liifter, welche eine hohe Umfangs-
geschwindigkeit und damit eine hohe Drehzahl bei gleichzeitig grossem
Rotordurchmesser erfordern. Ohne mechanische Lager wird eine hermeti-
sche Kapselung des Motors moglich, wodurch mit lagerlosen Liiftern die
Forderung chemisch aggressiver Gase erleichtert werden kann.

Vor diesem Hintergrund befasst sich die vorliegende Arbeit mit der
Untersuchung eines neuartigen nutenlosen Konzepts lagerloser Scheiben-
laufermotoren fiir hohe Drehzahlen bei gleichzeitig geringen Verlusten.
Im Gegensatz zu bisherigen lagerlosen Motoren besitzen die analysierten
Motoren ein ringférmiges Statoreisen ohne Zdhne. Bei hohen Drehzahlen
fiihrt dies aufgrund einer homogeneren Verteilung des Magnetfelds im
Luftspalt und des geringeren Eisenvolumens zu deutlich geringeren Ver-
lusten als bei Systemen mit Statorzéhnen. Vor allem die stark drehzahlab-
héngigen Wirbelstromverluste im Rotor werden bei nutenlosen Motoren
nahezu komplett eliminiert.

Im Rahmen dieser Arbeit wurden insgesamt fiinf Prototypen mit Rotor-
durchmessern von 22 mm bis 370 mm und Nenndrehzahlen von 3400 U/min
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bis 150000 U/min realisiert, welche das Potenzial der nutenlosen Topo-
logie aufzeigen. Als Anwendungsbeispiel werden zwei dieser Prototypen
als Radial- und Axialventilator ausgefiihrt und demonstrieren die Lei-
stungsfahigkeit der Motoren in einer industriebezogenen Anwendung im
Leistungsbereich bis 1 kW.

Zu Beginn der Arbeit wird die Funktionsweise der Kraft- und Drehmo-
mentbildung analysiert. Darauf aufbauend werden mogliche Rotor- und
Wicklungskonzepte fiir den nutenlosen Scheibenldufermotor aufgezeigt
und hinsichtlich ihrer Eigenschaften von Lager und Antrieb evaluiert.
Fiir ein- und zweipolpaarige Rotoren stehen insgesamt zehn mogliche
Topologievarianten zur Wahl. Der Realisierung der Prototypen gehen Be-
rechnungen der mechanischen Festigkeit des Rotors sowie die Auslegung
des Magnetkreises voraus. Alle theoretischen Untersuchungen werden je-
weils mit den zur Verfiigung stehenden Prototypen verifiziert.

Eine umfassende Verlustanalyse, welche die einzelnen Verlustanteile im
Stator, Rotor und Umrichter beriicksichtigt, erméglicht die anwendungs-
spezifische Anpassung der Motoren hinsichtlich einer weiteren Verlustre-
duktion. Zudem werden sensor- und regelungstechnische Besonderheiten
des Motortyps analysiert, welche zur Lageregelung bei hohen Drehzah-
len beachtet werden miissen. Schliesslich werden mit den Prototypen des
lagerlosen Liifters in radialer und axialer Ausfithrung die Robustheit des
Systems und die Tauglichkeit fiir industrielle Anwendungen demonstriert.



Abstract

Magnetic bearings and bearingless motors are used in various fields due
to their contact- and maintenance-free operation and the absence of lubri-
cation and abrasion. Applications include pumps in the semiconductor
and pharmaceutical industry, mixers for shear-stress sensitive media, ro-
tation systems for semiconductor processing and actuators in vacuum
technology. As in a bearingless motor the magnetic bearing and drive
systems are integrated into the same magnetic circuit, they have a lower
system complexity and a simpler and more compact design compared to
conventional motors with explicit magnetic bearings.

However, the high electrical losses of such systems prevent bearing-
less motors from being used in industrial high-speed applications so far.
These include bearingless fans, which require high circumferential speeds
and, therefore, high rotational speeds and large rotor diameters. As
mechanical bearings are omitted with bearingless fans, a hermetic encap-
sulation of the machine is possible, which facilitates the processing of
chemically aggressive gases.

This thesis deals with the investigation of a novel slotless bearingless
disc drive for high rotational speeds. Unlike previous bearingless motors,
these machines have a ring-shaped stator iron without teeth. Due to a
more homogeneous distribution of the magnetic field in the air gap and
due to the lower iron volume, the electromagnetic losses are significantly
reduced compared to systems with slotted stator. Especially the highly
speed-dependent eddy current losses in the rotor are nearly completely
eliminated in slotless motors.

Five prototypes with rotor diameters from 22mm to 370 mm and ro-
tational speeds from 3400r/min to 150000r/min, which demonstrate
the capabilities of the slotless topology, are implemented. Two of these
prototypes are designed as radial and axial fans and demonstrate the per-
formance of the motors in an industry-related application with output
powers up to 1kW.
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ABSTRACT

At the beginning of the thesis, the operating principle of force- and
torque-generation is analyzed. Possible rotor magnetizations and wind-
ing concepts are identified and evaluated regarding their bearing and
drive performance. One- and two-pole-pair rotors offer a choice of ten dif-
ferent topologies. After the realized prototypes are explained and tested,
the calculations of the mechanical rotor strength as well as the opti-
mization of the magnetic circuit is presented. All theoretical results are
verified in experiments using the available prototypes.

A comprehensive loss analysis, which takes into account the different
loss portions in the stator, the rotor and the inverter, enables further loss-
reduction by application-specific optimization of the motor. In addition,
specific particularities of the angular sensor system and the field-oriented
control of the slotless bearingless motor, which have to be taken into
account to achieve a stable position control at high rotational speeds, are
analyzed. Finally, the robustness of the system and the suitability for
industrial applications is demonstrated by two bearingless fan prototypes.
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Kapitel 1

Einleitung

Magnetgelagerte Antriebe und auch lagerlose Motoren werden seit léange-
rem erforscht und entwickelt und haben bereits Einzug in eine Vielzahl
von Anwendungen gehalten, auch wenn diese Anwendungen meist nur
kleinere Nischen darstellen [1-3]. Neben der Abriebs- und Verschleissfrei-
heit, welche diese Motoren fiir hohe Drehzahlen und lange Lebensdauer
pradestiniert, ist fiir viele industrielle Anwendungen vor allem der freie
Luftspalt ausschlaggebend. Durch diesen kann beispielsweise der Pump-
kopf lagerloser Pumpen hermetisch abgedichtet werden und ist dadurch
chemisch resistent, geschiitzt vor jeglicher Verunreinigung und leicht aus-
tauschbar [4, 5]. Bei Mixeranwendungen kann der Rotor durch den Tank
hindurch gelagert werden und ermdoglicht scherkraftarmes Mixen und ein-
fache Sterilisierbarkeit in der Biotechnologie [6, 7]. Auch in der Halblei-
terindustrie konnen Rotoren durch eine hermetisch dichte Prozesskam-
merwand hindurch gelagert werden, wobei eine partikelfreie Bearbeitung
der Wafer garantiert ist [8-10].

Lagerlose Scheibenldufermotoren kombinieren Magnetlager und An-
trieb in einem Magnetkreis, wobei der scheiben- oder ringférmige Rotor
bereits in drei Freiheitsgraden passiv stabil ist. Dies hat eine im Vergleich
zu Langldaufermotoren geringe Systemkomplexitdt und einfache Geome-
trie des Luftspalts zufolge.

Oftmals stehen jedoch die hohen elektrischen Verluste, welche in la-
gerlosen Motoren bei grossen Drehzahlen auftreten, einer Anwendung
im Wege. Die hohen Flussdichten im Luftspalt erzeugen in Verbindung
mit den Zdhnen des Stators Wirbelstrome im Statoreisen und in der
leitfdhigen Ummantelung des Rotors. Dadurch werden besonders bei ho-
hen Drehzahlen grosse Verluste erzeugt. Beim nutenlosen Motor werden
durch Weglassen der Zahne nicht nur diese stark drehzahlabhingigen Ver-
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luste reduziert: Der Motor wird kompakter, das Eisenvolumen und die
Kosten werden gesenkt.

Ziel dieser Arbeit ist, mit dem nutenlosen Konzept einen neuartigen
lagerlosen Scheibenlédufermotor zu entwickeln, welcher durch reduzierte
Verluste, hohere Drehzahl, kompakteren Aufbau und geringere Kosten
die Anwendungsgebiete lagerloser Motoren erweitert.

1.1 Motivation: Der lagerlose Liifter

Eine beispielhafte Anwendung fiir hohe Drehzahlen sind lagerlose Liifter.
Zum Absaugen aggressiver Gase und Dampfe, wie sie zum Beispiel in
der Halbleiterindustrie entstehen, werden derzeit noch immer ausschlies-
slich Ventilatoren mit mechanischen Lagern eingesetzt. Da diese Lager
sowie die notwendigen Dichtungen in chemisch aggressiven Umgebungen
korrodieren, wird die Lebensdauer der Geblése reduziert. Zudem miissen
Filter eingesetzt werden, um die Lager zu schiitzen.

Bei einem lagerlosen Motorkonzept entféllt der Verschleiss durch me-
chanischen Kontakt. Ahnlich den lagerlosen Pumpen ist eine hermetische
Kapselung mit chemisch resistenten Materialien méglich, was die Lebens-
dauer des Liifters erh6ht und zusétzliche Filter tiberfliisssig macht.

In Vorarbeiten wurde die Machbarkeit lagerloser Liifter bereits demon-
striert. An der JKU Linz wurde ein lagerloser Axialliifter entwickelt und
patentiert, welcher den Antrieb und das Magnetlager in der Nabe des
Fliigelrads integriert [11, 12]. Diese Topologie erlaubt hohe Drehzahlen
ohne jeglichen Verschleiss, ldsst aber aufgrund der komplizierten Luft-
spaltgeometrie kaum eine hermetische Kapselung des Stators zu.

Auch lagerlose Liifter mit Scheibenlédufermotor wurden bereits unter-
sucht. In der Arbeit von R. Baumschlager wurde ein lagerloser Schei-
benlédufermotor als Radialventilator fiir die Anwendung in medizinischen
Beatmungsgeriten entwickelt [13]. Ein &hnliches Konzept untersuchte C.
Zingerli fiir einen magnetgelagerten Axialventilator [14]. Hierbei zeigte
sich jedoch, dass die Drehzahlen dieser Liifter aufgrund hoher Verlustlei-
stungen begrenzt sind.

Allerdings erfordern industrielle Anwendungen hohere Férderdriicke
und damit grossere Drehzahlen als bisher erreicht wurden. Da der For-
derdruck von Ventilatoren quadratisch und die Ausgangsleistung gar ku-
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bisch mit der Drehzahl steigt, kann durch Erhéhung der Drehzahl die
Leistungsfihigkeit von Ventilatoren signifikant gesteigert werden [15].

Auch fir andere Bereiche, wie z. B. fiir Motoren zur Bearbeitung von
Halbleiterwafern, werden damit durch die Reduktion der Motorverluste
und die dadurch moégliche Erhohung der Maximaldrehzahl lagerlose Mo-
toren attraktiver.

1.2 Stand der Technik

1.2.1 Lagerlose Scheibenldufermotoren

Die ersten Patente zu lagerlosen Motoren wurden ab 1975 angemeldet
[16-18]. Hier wird bereits das Prinzip beschrieben, wonach ein Rotor mit
p Polpaaren in einem Statorfeld mit Polpaarzahl p + 1 aktiv magnetisch
gelagert werden kann, wahrend ein zweites Wicklungssystem mit p Pol-
paaren den Rotor antreibt. Erst knapp 15 Jahre spéter ist die Technik
so weit vorangeschritten, dass von J. Bichsel eine auf diesem Konzept ba-
sierende lagerlose permanentmagneterregte Synchronmaschine praktisch
umgesetzt werden konnte [19]. Kurze Zeit spater wurde von R. Schob
dieses Konzept auf lagerlose Asynchronmotoren ausgeweitet [20].

Durch Weiterentwicklung zum lagerlosen Scheibenldufermotor, welcher
in drei Freiheitsgraden passiv stabil ist, ermoglichte N. Barletta erstmals
die kommerzielle Anwendung lagerloser Motoren [21]. Durch die kompak-
te Bauweise, die verminderte Komplexitdt von Leistungselektronik und
Messtechnik, sowie die Moglichkeit den Luftspalt zur Kapselung des Ro-
torraums zu nutzen, wurden lagerlose Pumpen fiir die Herzunterstitzung
sowie fiur die Halbleiterindustrie zum Erfolgskonzept der Firma Levitro-
niz. Es folgten die bereits genannten Anwendungen von Mixern und Ro-
tationssystemen fiir die Halbleitertechnologie.

Allen genannten Motoren ist gemein, dass die Wicklungen in die Nuten
des Stators eingelegt sind bzw. bei sogenannten konzentrierten Wicklun-
gen um die Statorzéhne gewickelt sind. Da durch die Statorzédhne das
Magnetfeld im Luftspalt verzerrt wird, werden Wirbelstréme in den Ma-
gneten sowie in der Ummantelung des Rotors induziert [22]. Die daraus
resultierenden Wirbelstromverluste machen genutete Konzepte aufgrund
der hohen Wiarmeentwicklung in Rotor und Stator fiir hohe Drehzahlen
nur bedingt geeignet.
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1.2.2 Nutenlose Antriebe

Von L. W. Langley wurde 1982 ein biirstenloser Gleichstrommotor fiir
hohe Drehzahlen patentiert, welcher einen nutenlosen Stator mit sechs
toroidal gewickelten Spulen besitzt [23]. Die Vorteile dieser Wicklungsart
liegen neben einer einfachen Fertigung und kompakten Bauweise auch in
den geringen elektrischen Verlusten bei hohen Drehzahlen. Im direkten
Vergleich von genuteten und nutenlosen Motoren wurden die reduzierten
Verluste nachgewiesen [24].

Erstmalige Anwendung in elektrischen Maschinen fand die toroidale
Ringwicklung bereits 1860 in der von Antonio Pacinotti konstruierten
magneto-elektrischen Maschine. Hier befindet sich jedoch die Ringwick-
lung auf dem Rotor und wirkt als quasikontinuierlicher Kommutator,
wodurch die Maschine als Gleichstromgenerator einen sehr geringen Aus-
gansspannungsrippel besitzt. Dies stellte einen grossen Schritt in der Ent-
wicklung elektrischer Maschinen dar. [25]

Nutenlose lagerlose Antriebe wurden von T. Baumgartner fiir die An-
wendung in Schwungriddern zur Lageregelung von Satelliten untersucht
[26, 27]. Der Langlaufer dieses Motors ist in allen sechs Freiheitsgraden
aktiv geregelt und erreicht eine Maximaldrehzahl von 500 000 U/min. Seit
2015 wird dieser Motor als kommerzielles Produkt beworben [28].

Das Konzept des in dieser Arbeit untersuchten lagerlosen Scheibenlédu-
fermotors mit sechs Spulen wurde erstmals erwdhnt in einer Veroffentli-
chung von H. Lee, wenn auch das dort prasentierte Ansteuerungskonzept
nur kleine Drehzahlen zulésst [29]. H. Mitterhofer adaptierte diesen Mo-
tor fir ein Konzept mit zehn Spulen und erreichte damit Drehzahlen von
115000 U/min mit einem Rotor von 32 mm Durchmesser [30-32].

Darauf aufbauend wird in der vorliegenden Arbeit zunéchst das Kon-
zept mit sechs Spulen fiir hohe Drehzahlen sowie fiir einen signifikant
grosseren Rotordurchmesser von 102 mm aufgebaut, welches fiir die An-
wendung in einem Radialventilator konzipiert ist. Mit der umfassenden
Evaluation zusétzlicher Rotor- und Wicklungskonzepte, einer detaillier-
ten Verlustanalyse sowie der Realisierung von Prototypen unterschied-
lichster Grossenordnungen erweitert die vorliegende Arbeit die Anwen-
dungsvielfalt dieses Motorkonzepts.
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v.

Statoreisen Rotorriickschluss
Spulenkoérper Permanentmagnet Rotormantel

Abbildung 1.1: Schematische Schnittdarstellung des nutenlosen lagerlosen Motors
mit sechs Spulen.

1.3 Das nutenlose Konzept im Vergleich

In Abb. 1.1 ist der Aufbau des hier untersuchten lagerlosen nutenlosen
Motors in der Variante mit sechs Spulen und einem einpolpaarigem Ro-
tor dargestellt. Der Stator besteht aus einem ringférmigen Eisenkern, um
welchen die Spulen zur Drehmoment- und Lagerkrafterzeugung toroidal
gewickelt sind. Je nach Topologie kénnen kombinierte oder getrennte
Wicklungen eingesetzt werden. Bei kombinierten Wicklungen sind alle
Spulen sowohl an der Drehmoment- als auch an der Lagerkrafterzeugung
beteiligt. Bei getrennten Wicklungen sind beide Aufgaben auf separa-
te Antriebsspulen und Lagerspulen aufgeteilt. Im Rahmen dieser Arbeit
werden zehn verschiedene Wicklungskonzepte vorgestellt, welche sich in
Anzahl und Verschaltung der Spulen unterscheiden.

Der Rotor ist ring- bzw. scheibenférmig und mit Permanentmagneten
bestiickt. Ein Eisenriickschluss leitet den Magnetfluss im Falle eines ring-
formigen Rotors von einem Pol zum anderen. Bei kleineren Rotoren kann
der Rotor auch aus einer massiven Magnetscheibe bestehen. Um bei ho-
hen Drehzahlen die elektrischen Frequenzen und damit auch die Verluste
klein zu halten, werden bei hochdrehenden Motoren einpolpaarige Ro-
toren eingesetzt. Fiir hohere Lagersteifigkeiten und fiir grosse Rotoren
sind hohere Polpaarzahlen sinnvoll. Ein Rotormantel aus nicht ferroma-
gnetischem Material — z. B. Edelstahl — ist notwendig, um die durch die
Magnete erzeugten Zentripetalkréifte aufzunehmen. Durch die Festigkeit
dieser Ummantelung ist die maximale Drehzahl des Motors begrenzt.

In Abb. 1.2 wird der nutenlose Scheibenldufermotor schematisch mit
den zwei gingigsten Konzepten lagerloser Scheibenldufermotoren vergli-
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Abbildung 1.2: Schematischer Vergleich des nutenlosen Konzeptes (c) mit zwei gén-
gigen konventionellen lagerlosen Motoren mit Homopolarmagnetlager (a) und Multi-
polarlager (b).

Magnetlager

multipolarer
Rotor

chen. Das Konzept mit Homopolarlager hat den Vorteil, dass das Ma-
gnetlager von der Winkelposition des Rotors unabhéngig ist, was eine
einfache Lageregelung ermoglicht. Da der Antrieb nur das Streufeld des
Rotors nutzt, ist das erzeugbare Drehmoment vergleichsweise gering. Im
Konzept mit multipolarem Rotor muss das Lagerfeld mit dem Rotor mit-
gefiihrt werden, was vor allem bei hohen Drehzahlen hohe Qualitdtsan-
spriiche an die Stromregelung stellt. Durch Weglassen der Statorzéhne
entsteht daraus das nutenlose Konzept. Neben den reduzierten Verlusten
wird auch deutlich, dass der nutenlose Motor die kompakteste Variante
darstellt. Auch jegliches Nutrasten entfillt, was die Laufruhe des Motors
stark verbessert.

Fiir die Wicklungen nutenloser Motoren existieren zwei Moglichkeiten,
welche in Abb. 1.3 aufgezeigt sind. Fiir Langldufer ist die Verbindung
der Leiter im Luftspalt in einem Wickelkopf an den axialen Enden des
Motors iiblich. Je grosser jedoch der Durchmesser des Motors wird, de-
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/toroidale Wicklung
(Ringwicklung)
aktiver Teil des Leiters

Abbildung 1.3: Schematische Darstellung einer toroidalen Wicklung bzw. Ringwick-
lung (unten) mit einer Luftspaltwicklung (oben). Fiir Scheibenldufermotoren, bei de-
nen der Durchmesser deutlich grosser als dessen Hohe ist, wird bei der Ringwicklung
der Kupferleiter besser ausgenutzt.

sto grosser wird der Wickelkopf, was die Fertigung erschwert und zudem
den Anteil an ungenutztem Kupferleiter erhoht. Die toroidale Wicklung
— auch Ringwicklung genannt — fithrt die Riickleiter einer Spule iiber
die Aussenseite des Stators. Dieser Teil der Kupferleiter tréagt zwar auch
nicht zur Drehmoment- und Kraftbildung bei, ist jedoch bei Scheibenléu-
fermotoren mit Ringwicklung kiirzer als bei Luftspaltwicklung.

Zusammengefasst bietet das in der vorliegenden Arbeit vorgestellte
Motorkonzept Vorteile durch:

o geringe Verluste, da die von den Zahnen erzeugten Wirbelstromver-
luste entfallen,

o einen kompakten Aufbau, da der Platzbedarf der Zdhne entfillt,
e geringe Gerduschentwicklung,

e hohe Laufruhe und gute Rundlaufeigenschaften, da das Nutrasten
entfallt,

e hohe Variabilitit in den Wicklungskonzepten, da die Spulenanzahl
nicht von der Statorgeometrie abhéngig ist und

e geringere Kosten durch simple Konstruktion und reduzierten Mate-
rialaufwand.
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1.4 Aufbau der Arbeit

Im folgenden Kapitel 2 wird die Funktionsweise der Lagerkraft- und Dreh-
momentbildung erklért und analytisch untersucht. Es wird gezeigt, dass,
obwohl nutenlose lagerlose Motoren oft als Lorentzkraft-Maschinen be-
zeichnet werden, die Maxwellkraft einen entscheidenden Beitrag zur La-
gerkraftbildung leistet. Hieraus werden Schlussfolgerungen fiir die zu un-
tersuchenden Topologien abgeleitet. Zudem werden die Induktivitdten
fir Lager- und Antriebsstrome bei kombinierten Wicklungen berechnet,
was fiir die Stromregelung dieser Maschinen relevant ist.

In Kapitel 3 wird eine umfassende Topologieuntersuchung fiir ein- und
zweipolpaarige Rotoren durchgefiihrt. Es wird der Einfluss der Polpaar-
zahl und der Magnetisierungsart des Rotors auf die passiven Steifigkeiten
aufgezeigt. Anschliessend werden alle zu diesen Rotoren passenden Wick-
lungskonzepte entwickelt und hinsichtlich ihrer Leistungsfahigkeit beziig-
lich Lagerkraft- und Drehmomentbildung verglichen. Es ergeben sich fiir
ein- und zweipolpaarige Rotoren zehn verschiedene Konzepte, welche je
nach Anforderungen zur Wahl stehen.

Das Kapitel 4 stellt die fiinf realisierten Prototypen vor. Es werden
Motoren mit Rotordurchmesser von 22 mm mit einer maximalen Dreh-
zahl von 150000 U/min bis zu 370 mm mit 3400 U/min aufgebaut. An-
schliessend wird die Festigkeit der Rotorummantelung berechnet, um die
zuldssige Maximaldrehzahl der Motoren zu ermitteln. Zudem werden die
Einfliissse der Geometrieparameter von Rotor und Stator auf die Motorei-
genschaften evaluiert, um die Motoren auf die jeweils gegebenen Anfor-
derungen abstimmen zu kénnen. Die Simulationsergebnisse werden ab-
schliessend in Experimenten an den Prototypen bestétigt.

Einen kurzen Exkurs in die Regelung des nutenlosen lagerlosen Motors
bietet Kapitel 5. Das Hauptaugenmerk liegt hier auf der Winkelmessung
der nutenlosen Topologie, um bei hohen Beschleunigungsraten und gros-
sen Drehzahlen eine gute Ausrichtung des Stator- auf das Rotorfeld zu
garantieren.

Eine umfassende Verlustanalyse wird in Kapitel 6 vorgestellt. Dabei
werden die im Statoreisen auftretenden Eisenverluste, Wirbelstrom- und
Leitungsverluste in den Spulen, Luftreibungsverluste am Stator sowie
die von der PWM induzierten hochfrequenten Verluste analysiert. Die
Ergebnisse stimmen mit den Messwerten an vier untersuchten Prototy-

8



1.5. PUBLIKATIONEN

pen gut iiberein und erméglichen eine anwendungsspezifische Anpassung
der Motoren hinsichtlich einer weiteren Verlustreduktion.

Schliesslich wird in Kapitel 7 mit den Prototypen des lagerlosen Liif-
ters in radialer und axialer Ausfithrung die Tauglichkeit des nutenlosen
Konzepts fiir industrielle Anwendungen demonstriert. Es zeigt sich, dass
sowohl Radial- als auch Axialventilator bis zur Nenndrehzahl stabil be-
trieben werden kénnen. Im Vergleich mit einem bestehenden lagerlosen
Axialventilator [14] erreicht die nutenlose Variante die doppelte Drehzahl
und damit die achtfache Ausgangsleistung bei gleichen Motorverlusten,
womit das Ziel dieser Arbeit erreicht ist.
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Kapitel 2

Der nutenlose lagerlose Motor

In diesem Kapitel wird die Funktionsweise des nutenlosen lagerlosen Mo-
tors ndher erldutert. Zunéchst wird auf die Kraftwirkung im magneti-
schen Feld eingegangen. Es zeigt sich, dass sowohl auf stromdurchflosse-
ne Leiter sowie auf Grenzflichen magnetisch leitfahigen Materials Kréfte
wirken, welche in ihrer Summe die Kraftbildung im lagerlosen Motor be-
schreiben.

Die Grundvoraussetzung fiir die Funktion eines Scheibenldufermotors
sind dessen passive Steifigkeiten gegen Verkippung und axiale Auslen-
kung. Die aktive Kraft- und Drehmomentbildung durch die Spulen des
Motors wird zunédchst am Beispiel der Topologie mit sechs Spulen er-
klart und anschliessend fiir allgemeine Topologien analytisch hergeleitet.
Dabei wird auch auf das Zusammenwirken von Lorentz- und Maxwell-
kraften beim nutenlosen Motor eingegangen. Dies stellt die Basis fiir die
Topologieuntersuchungen im darauffolgenden Kapitel dar.

Weiterhin wird eine Besonderheit der nutenlosen Topologie mit kom-
binierten Spulen betrachtet. Obwohl Lager- und Antriebsstrom hier in
denselben Spulen fliessen, unterscheiden sich die hinsichtlich einer An-
derung beider Strome wirksamen Induktivitdten deutlich. Dieser Effekt
wird begriindet und Methoden zur Messung und Berechnung der Indukti-
vitdten werden vorgestellt. Die Kenntnis der Induktivititen ist vor allem
fiir die Stromregelung sowie die Auslegung der Spulen von Bedeutung.
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2.1 Kraftbildung im lagerlosen Motor

Generell wirkt auf bewegte Ladungen im Magnetfeld die magnetische
Kraft
F,, =qv x B, (2.1)

wobei v die Geschwindigkeit der Ladung ¢ im Magnetfeld der Flussdichte
B ist [33]. Die magnetische Kraft wirkt stets ablenkend, d.h. senkrecht
zur Bewegungsrichtung der Ladung, und leistet dadurch keine Arbeit an
der Ladung selbst. Zum Leistungsumsatz im elektrischen Motor ist daher
zwingend ein elektrisches Feld E erforderlich, sodass fiir die Gesamtkraft
auf eine Ladung

F=q(vxB+E) (2.2)

gilt. Wie der Leistungsumsatz im elektrischen Motor zustande kommt, ist
im Anhang A.2 ndher beschrieben. Im folgenden sollen nur magnetische
Krifte betrachtet werden, welche das Drehmoment sowie alle Lagerkréfte
im Motor erzeugen.

Da bewegte Ladungstrager nicht nur durch technische Stréome, sondern
auch in Form atomarer Kreisstrome in Materialien auftreten (siehe [34]),
ist Gl. (2.1) zur praktischen Beschreibung magnetischer Kréfte in tech-
nischen Systemen wenig geeignet. Der Einfluss des Werkstoffes auf das
Magnetfeld wird bei magnetisch isotroper Materie durch dessen relative
magnetische Permeabilitat p, bzw. durch p = pu, - po beschrieben,

B = pH = ppoH, (2.3)

wobei p = f(H) wiederum eine Funktion der Feldstéirke sein kann, z. B.
bei Séttigung in Eisen. Anisotrope Werkstoffe, wie z. B. Permanentma-
gnete, werden allgemein iiber eine Magnetisierung M mit

B = u(H + M) (2.4)

modelliert.

Mittels der maxwellschen Gleichungen l&sst sich daraus die Kraftdichte
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fm = 2= im Magnetfeld ableiten [35] und man erhéilt mit

1 1 0
fm=JxB — §H2gradu — HdivM + §grad (Hzpal;> (2.5)
——

Lorentzkraft Reluktanzkraft Permanentmagnet Magnetostriktion

die magnetische Kraftdichte als Summe der Kraftwirkung auf die techni-
sche Stromdichte J, der Kraftwirkung bei Anderung der Permeabilitét
1 isotroper Materialien, der Kraftwirkung auf permanent magnetisierte
Materialien sowie der Kraftdichte auf magnetostriktive Werkstoffe. Der
Effekt der Magnetostriktion sei hier nur am Rande erwéhnt, denn er spielt
in den hier betrachteten lagerlosen Motoren keine Rolle. Die Herleitung
dieser Kraftdichte fiir isotrope Materialien ist in Anhang A.1 aufgezeigt.

Aus Gl. (2.5) folgt leicht die Kraft auf einen vom Strom I durchflosse-
nen Leiter der Linge [,
Fy, =I(I x B), (2.6)

welche im weiteren als Lorentzkraft bezeichnet wird.

Fiir eine Grenzfliche zwischen Vakuum und einem unendlich permea-
blen Material, in sehr guter Ndherung auch zwischen Luft und Eisen,
folgt die Maxwellkraftformel

FM = —€,, (27)

welche eine Kraft auf die von der Flussdichte B senkrecht durchdrungene
Grenzfliche A mit Normalenvektor e, beschreibt. Die Herleitung hierzu
ist ebenso in Anhang A.1 aufgefiihrt.

Die Wirkung von Lorentz- und Maxwellkréften ldsst sich anhand einer
vereinfachten Anordnung veranschaulichen, wie sie in Abb. 2.1 dargestellt
ist. Ein Luftspalt zwischen zwei planen Eisenteilen, es kénnten Rotor
und Stator sein, wird von der Flussdichte By durchdrungen. Auf die
Grenzflachen beider Eisenteile wirken Maxwellkréfte anziehend; ein im
Luftspalt befindlicher Leiter erfahrt keine Kraft, solange er unbestromt
ist (Abb. 2.1(a)). Wird der Leiter bestromt (Abb. 2.1(b)), wirkt auf ihn
die Lorentzkraft F1, = I - By in tangentialer Richtung. Zudem wird das
Feld im Luftspalt so verzerrt, dass die Maxwellkréfte auf einer Seite des
Leiters verstarkt und auf der anderen Seite abgeschwécht werden. Daraus
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Abbildung 2.1: Schematische Darstellung eines Leiters im Luftspalt, der von der
Flussdichte By durchdrungen wird. Ober- und unterhalb des Luftspalts befindet sich
Eisen. (a) Ist der Leiter unbestromt, sind das Feld und die auf die Grenzflichen
angreifenden Maxwellkréfte gleich verteilt. (b) Wird der Leiter bestromt, so wird das
Feld im Luftspalt verzerrt, die Maxwellkrafte sind ungleich verteilt und es wirkt die
Lorentzkraft auf den Leiter. Die Maxwellkrafte sind nur fir die untere Grenzfldche
dargestellt, wirken aber ebenso auf die obere.
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Abbildung 2.2: Darstellung eines (a) unbestromten und (b) bestromten Leiters im
Luftspalt &hnlich wie in Abb. 2.1, wobei der Leiter in einer Nut versenkt ist. Die auf die
Seitenflachen der Nut wirkenden Maxwellkréfte heben sich im unbestromten Fall auf,
bei Bestromung wirkt eine resultierende Maxwellkraft F{*, welche der Lorentzkraft im
nutenlosen Fall entspricht.

resultiert ein Drehmoment auf die Eisenteile um den Mittelpunkt des
Leiters.

Als Exkurs sei nun, wie in einem klassischen Motor, der Leiter in einer
Nut versenkt. Im unbestromten Fall (Abb. 2.2(a)) sind die auf die Stirn-
seiten der Zihne wirkenden Krifte ebenso wie im nutenlosen Fall gleich
verteilt. Zusétzlich wirken Maxwellkrafte auf die Zahnflanken, wobei sich
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2.1. KRAFTBILDUNG IM LAGERLOSEN MOTOR

beide Krifte gegenseitig aufheben. Das Luftspaltfeld By wird durch die
Zahne um den Leiter herumgefiihrt, sodass sich dieser in der Nut in ei-
nem nahezu feldfreien Raum befindet. Dadurch kann auf den Leiter auch
bei Bestromung keine Lorentzkraft wirken.

Wird der Leiter in der Nut bestromt (Abb. 2.2(b)), so wird durch das
Feld des Leiters das Luftspaltfeld so verzerrt, dass die Maxwellkréfte auf
einer Seite der Nut verstirkt und auf der anderen Seite abgeschwicht
werden. Dadurch resultiert eine auf die Zahnflanken wirkende Gesamt-
kraft Fi*. Es lésst sich zeigen, dass diese Kraft F* = I x By in Betrag
und Richtung mit der Lorentzkraft des nutenlosen Motors identisch ist
[36-38]. Physikalisch gesehen existieren daher im genuteten Motor keine
Lorentzkrifte, da diese durch Maxwellkrafte auf die Zahnflanken ersetzt
werden. Mathematisch kann jedoch mit Lorentzkraften anstatt mit Max-
wellkraften auf die Zahnflanken gerechnet werden. Die auf die Zahnflan-
ken wirkenden radialen Kréfte werden von der Nut nicht beeintrachtigt.

Bei gleicher Bestromung I und gleicher Flussdichte By sind daher der
genutete und der ungenutete Fall in ihrer Kraftwirkung identisch. Daher
sind die folgenden Berechnungen, obwohl fiir den nutenlosen lagerlosen
Motor ausgefithrt, auch fiir den genuteten Motor giiltig. Es gilt, dass
Lorentzkréfte immer senkrecht zu Bestromung und Magnetfeld wirken,
wahrend Maxwellkréfte senkrecht auf eine Eisengrenzflache stehen.

Im weiteren wird wieder der nutenlose Motor betrachtet, welcher den
trivialen Fall darstellt. Hier sind die physikalische und die mathemati-
sche Betrachtung der Lorentz- und Maxwellkréfte identisch, da die Leiter
vom Luftspaltfeld durchdrungen werden und dadurch die Lorentzkréafte
tatséchlich am Leiter angreifen.

Wichtig ist die Tatsache hervorzuheben, dass der Stromfluss im Leiter
sowohl Lorentzkrifte auf den Leiter selbst als auch Maxwellkréfte auf
die in der Umgebung befindlichen Eisengrenzflichen bewirkt, wobei die
Richtung beider Kréfte verschieden sein kann. Beide Krafte miissen im
lagerlosen Motor stets beriicksichtigt werden. Fiir den nutenlosen lager-
losen Motor — und fiir lagerlose Motoren allgemein — lasst sich zeigen,
dass Lorentz- und Maxwellkraft zur Lagerkaftbildung konstruktiv oder
destruktiv tiberlagert werden kénnen, abhéngig vom Aufbau des Motors.
Fiir ein leistungsfihiges Magnetlager ist auf konstruktive Uberlagerung
zu achten. Die Drehmomentbildung hingegen héngt lediglich von der Lor-
entzkraft ab.
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Magnetisierungs-
richtung
\1942 %
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Abbildung 2.3: Definition der statorfesten Zylinderkoordinaten und kartesischen
Koordinaten (z, y, ¢, r) sowie der rotorfesten Achsen d und ¢. Der Rotorwinkel v ist
der Winkel zwischen x- und d-Achse. Die Radien 71, 4 beschreiben die Geometrie von
Rotor, Spulen und Stator; ¥ ist der Offnungswinkel der Spulen.

2.2 Koordinatensystem

Zur Beschreibung der Position des Rotors sowie der auf ihn wirkenden
Kréfte und Momente werden in Abb. 2.3 zwei statorfeste und ein ro-
torfestes Koordinatensystem eingefiihrt. Die kartesischen Koordinaten
(x,y, z) beschreiben die translative Verschiebung des Rotors aus seiner
Mittelposition bezogen auf die statorfesten Achsen x und y, wie sie bei-
spielsweise von den Positionssensoren gemessen werden. Fiir den zweipo-
ligen Rotor kann eine Verschiebung ausserdem in Richtung der Magneti-
sierung und quer dazu angegeben werden — bezeichnet als d- und g-Achse.
Der Rotorwinkel v ist der elektrische Winkel zwischen der x-Achse des
Stators und der d-Achse des Rotors. Bei einem zweipoligen bzw. einpol-
paarigen Rotor ist dieser Winkel gleich dem mechanischen Rotorwinkel,
wahrend bei mehrpoligen Rotoren die Rotorpolpaarzahl ppyr den Zusam-
menhang zwischen mechanischem Rotorwinkel

Ymech = PPM * 7Y (28)
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2.3. PASSIVE STEIFIGKEITEN

Abbildung 2.4: Feldlinienplots und resultierende passive Reluktanzkrifte bzw.
-drehmomente bei axialer Auslenkung (a), Verkippung (b) und radialer Auslenkung
(c) des Rotors.

und elektrischem Rotorwinkel « bestimmt. Das statorfeste polare Koor-
dinatensystem (7, ¢) dient zur Beschreibung der Luftspaltfelder in Zylin-
derkoordinaten.

2.3 Passive Steifigkeiten

Nach dem Prinzip des Scheibenldufers [39, 40] ist der Rotor bereits in
drei Freiheitsgraden passiv stabil gelagert, wie in Abb. 2.4 schematisch
dargestellt wird. Eine Auslenkung in axialer Richtung erzeugt durch die
damit einhergehende Vergrosserung des Luftspalts eine Reluktanzkraft
entgegen der Auslenkung. Ahnlich verhilt es sich bei Verkippung des
Rotors um eine seiner Querachsen. Die axiale Lagersteifigkeit wird analog
zu einer Federsteifigkeit

Cp=——

dz

iber die negative Ableitung der Kraft nach der Auslenkung definiert.
Die Definition wird so gewéhlt, dass eine positive Lagersteifigkeit eine
stabilisierende Riickstellkraft erzeugt, wihrend eine negative Steifigkeit
eine destabilisierende Wirkung hat.

(2.9)

Die Kippsteifigkeit ist iiber die Ableitung des Riickstellmoments nach
dem Kippwinkel definiert, wobei beim einpolpaarigen Rotor zwischen
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KAPITEL 2. DER NUTENLOSE LAGERLOSE MOTOR

Verkippung um die Magnetisierungsachse (d-Achse)

dM,
Y= — 2.10
¢ 1o (2.10)
und um die g-Achse orthogonal zur Magnetisierungsrichtung
dMg
=——" 2.11
cs a3 (2.11)

unterschieden werden muss. FEine radiale Auslenkung des Rotors aus sei-
ner Mittelposition erzeugt eine Reluktanzkraft, welche den Rotor in Aus-
lenkungsrichtung zum Stator zieht. Die beiden radialen Steifigkeiten

dF,  dF,
_ Ak 2.12
=T dd dz | g (2.12)

dF,  dF,
Cq=——2 =¥ 2.13
q dq dy " ( )

bei Verschiebung in und quer zur Magnetisierung sind darum negativ,
d.h. destabilisierend, weshalb die Radialposition mittels des Magnetla-
gers aktiv geregelt werden muss.

Fiir einen einpolpaarigen Rotor (ppm = 1) sind die Kipp- und Radi-
alsteifigkeiten anisotrop, d.h. sie hdngen von der Auslenkungsrichtung
ab. Eine Auslenkung in Magnetisierungsrichtung erzeugt eine grossere
Kraft als eine Auslenkung quer zur Polrichtung. Ebenso ist die Kippstei-
figkeit um die Magnetisierungsachse schwiécher, als eine Verkippung um
die Achse senkrecht zur Magnetisierungsachse. Allgemein gilt

=1: co <cg und c¢q <c
PpMm «@ B q d (214)
ppM > 2 co =cg und cq = cq,

wobei Rotoren mit mehr als einem Polpaar ppy rein homogene Steifigkei-
ten aufweisen und die Reluktanzkrafte fiir mehrpolpaarige Rotoren nicht
mehr von der Auslenkungsrichtung abhéngen. Dies kann positive Aus-
wirkungen auf die Lagerqualitit haben, worauf im Kapitel 3 nochmals
eingegangen wird.
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2.4. ERZEUGUNG VON LAGERKRAFT UND ANTRIEBSMOMENT

2.4 Erzeugung von Lagerkraft und
Antriebsmoment

Fiir den Betrieb des lagerlosen Motors ist es notwendig, dass durch geeig-
nete Bestromung der Spulen radiale Kréfte zur Lageregelung sowie Dreh-
momente zur Drehzahlregelung unabhingig voneinander erzeugt werden
konnen.

In den folgenden Abschnitten wird zunédchst die prinzipielle Funktions-
weise von Lager und Antrieb am Beispiel einer einpolpaarigen Topologie
mit sechs kombinierten Spulen erklart. Anschliessend werden Lagerkraft
und Antriebsmoment fiir beliebige Spulen- und Polpaarzahlen berechnet.
Das Ziel ist, neben dem Verstdndnis der Funktionsweise des Motors den
Einfluss von Lorentz- und Maxwellkraften in Abhéngigkeit der Polpaar-
zahl des Lagerfelds zu ermitteln.

2.4.1 Erklarung am Beispiel der Topologie mit sechs
Spulen

In Abb. 2.5 ist die Funktionsweise des nutenlosen lagerlosen Motors mit
kombinierten Wicklungen dargestellt. Der magnetische Fluss des Rotors
durchdringt die Spulen in radialer Richtung. Werden diese bestromt, ent-
steht eine tangentiale Lorentzkraft in den Spulen. Die entsprechenden
Gegenkrifte wirken auf den Rotor und summieren sich zu Lagerkraft
und Antriebsmoment.

Werden die gegeniiberliegenden Spulen in entgegengesetzter Richtung
bestromt, so summieren sich die einzelnen Kréfte zu einem Drehmoment
Magyy (Abb. 2.5 (a)). Werden sie gleich bestromt, resultiert eine Lager-
kraft (Abb. 2.5 (b)):

Jp)=J(p+180°) = M=0, Fxi

2.15
J(p) =—J(p+180°) = Mxi, F=0. (2.15)

Lager- und Antriebsstrom kénnen in getrennten Wicklungen gefithrt wer-
den oder in kombinierten Wicklungen iiberlagert werden.

Zusétzlich zu den Lorentzkraften in den Spulen existieren Maxwell-
kréfte an der Innenseite des Stators. Da diese immer senkrecht auf einer
Grenzflache — z. B. zwischen Luft und Eisen — stehen, wirken sie beim
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KAPITEL 2. DER NUTENLOSE LAGERLOSE MOTOR

(a) Antrieb (b) Lager

Abbildung 2.5: Funktionsprinzip von Antrieb (a) und Lager (b) am nutenlosen la-
gerlosen Motor mit kombinierten Spulen. Dargestellt sind die Lorentzkréfte in den
Spulen fiir je eine beispielhafte Bestromung und das daraus resultierende, auf den
Rotor wirkende Antriebsmoment bzw. die resultierende Lagerkraft. Sind gegeniiber-
liegende Spulen gleich bestromt entsteht eine Lagerkraft; sind sie entgegengesetzt
bestromt, entsteht ein Antriebsmoment.

nutenlosen Motor ausschliesslich in radialer Richtung. Die Summe der
Maxwellkréafte kann deshalb eine zusétzliche auf den Rotor wirkende La-
gerkraft erzeugen, jedoch kein Drehmoment.

In Abb. 2.6 ist das von den Spulen bei Lagerbestromung erzeugte Ma-
gnetfeld dargestellt. Wird dieses zweipolpaarige Feld mit dem einpolpaa-
rigen Rotorfeld iiberlagert (Abb. 2.6(b)), so wird das resultierende Feld
leicht verschoben, in diesem Beispiel in y-Richtung. Dadurch wird auf
einer Seite des Rotors die Feldstdrke erhoht und auf der anderen Sei-
te verringert und der Rotor erfahrt eine Kraft in Richtung der hohen
Flussdichte. Diese Kraft addiert sich zusammen mit den Lorentzkréften
zur auf den Rotor wirkenden Lagerkraft.

Das in Abb. 2.6 dargestellte Feld wurde mit iibertrieben hohen Lager-
stromen simuliert, um die Verschiebung des Feldes sichtbar zu machen.
Das von den Spulen erzeugte Luftspaltfeld ist bei real auftretenden Stro-
men weit geringer als das Magnetfeld des Rotors. Diese Tatsache kann zu
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hohe

Flussdichte

(a) Statorfeld (b) Rotor- und Statorfeld iiberlagert

Abbildung 2.6: Das von den Spulen erzeugte Magnetfeld, links dargestellt ohne Ma-
gnete (a), ergibt bei Uberlagerung mit dem Permanentmagnetfeld (b) eine Verschie-
bung des Felds. Es entsteht an gegentiberliegenden Seiten des Rotors je ein Bereich
mit hoherer bzw. niedrigerer Flussdichte, was eine Maxwellkraft F},,¢ v zur Folge hat.
Die Richtung der Maxwellkraft ist bei diesem Motor immer identisch zur Richtung
der Lorentzkraft.

der falschen Annahme verleiten, dass Maxwellkrafte beim nutenlosen Mo-
tor keine Rolle spielen. Im folgenden Abschnitt wird deshalb die Starke
von Maxwell- zu Lorentzkriften einzeln ermittelt.

2.4.2 Semianalytische Berechnung von Lagerkraft
und Antriebsmoment

Das Ziel der semianalytischen Berechnung von Lager und Antrieb ist es,
das Verstdndnis der Funktionsweise zu vertiefen und den Einfluss von
Maxwellkréaften, vor allem in Abhéngigkeit der Lagerpolpaarzahl, zu er-
mitteln. Darauf aufbauend soll es moglich sein, geeignete Wicklungskon-
zepte und Statorbestromungen fiir verschiedene Rotormagnetisierungen
zu ermitteln, welche eine konstante, unabhéngige sowie effiziente Erzeu-
gung von Drehmoment und Lagerkraft ermoglichen. Hierfiir wird eine
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einfache formelméssige Beschreibung des Lagers und des Antriebs ge-
sucht.

Die Berechnungen basieren auf den von J. Bichsel, R. Schob und F.
Ziircher erarbeiteten Grundlagen [19, 20, 41]. Durch getrennte Integrati-
on der am Statorumfang wirkenden Lorentz- und Maxwellkréafte ergeben
sich in Abhéngigkeit der Bestromung die resultierend auf den Rotor wir-
kenden Kréafte und Momente. Dadurch kénnen die Anforderungen an die
Feldverteilung der lagerlosen Motoren leicht abgeleitet werden. Die zur
quantitativen Berechnung der Kréfte und Momente benotigte Feldver-
teilung im Luftspalt, welche von den Rotormagneten und den Spulen
erzeugt wird, wird durch Simulation ermittelt.

Ein dhnlicher Ansatz wurde bereits in [26] verfolgt, wobei dort die Max-
wellkréfte aus dem simulierten Luftspaltfeld mittels des Maxwell-Stress
Tensors berechnet werden. Eine vollanalytische Lésung der Feldvertei-
lung sowie der wirkenden Krafte und Momente in Abhéngigkeit der Be-
stromung und der Rotorposition wird in [42] prisentiert. Aufgrund der
Komplexitdt der Berechnungen wird es dort erschwert, einfache Riick-
schliisse und Designrichtlinien fiir Topologien zu ziehen.

Die folgenden Berechnungen erfolgen zweidimensional, wobei die axia-
len Streufelder nicht beriicksichtigt werden kénnen. Da aufgrund der ge-
ringen Hohe des Scheibenldufermotors ein signifikanter Einfluss der Streu-
felder zu erwarten ist, muss dieser letztendlich durch eine zusétzliche
3D-Simulation ermittelt werden.

Beschreibung von Rotor- und Statorfeld

Das vom Rotor erzeugte Permanentmagnetfeld im Luftspalt zwischen
Rotor und Stator

Bpy = Bpurader + Bpu tan€e (2.16)

kann in eine radiale Komponente B;,q und in eine tangentiale Kompo-
nente By, zerlegt werden. Die radiale Komponente enthélt den in den
Stator eindringenden Magnetfluss, die tangentiale Komponente ist durch
den direkten Fluss zwischen zwei Rotorpolen bestimmt. Da die hier unter-
suchten Motoren eine geringe Polpaarzahl aufweisen und so der magneti-
sche Luftspalt dmag << 3mDpn/ppm deutlich kleiner ist als der Abstand
zweier Pole am Umfang des Rotors, kann die tangentiale Komponente in
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guter Naherung vernachléssigt werden. Zudem sind im nutenfreien Stator
— im Gegensatz zu konventionellen Motoren — keine tangentialen Grenz-
flichen vorhanden, welche die tangentialen Felder begiinstigen und in
Wechselwirkung mit diesen treten wiirden.

Bei diametral magnetisiertem Rotor mit ppy = 1 ist das Magnetfeld
rein sinusférmig und es treten keine Oberwellen auf. Bei mehrpolpaarigen
Rotoren kénnen Oberwellen zur Kraft- und Momentbildung beitragen,
wobei die Berechnung analog zur Grundwelle erfolgt und eine lineare
Addition erfolgen kann.

Die radiale Flussdichte an der Winkelkoordinate ¢ im Luftspalt wird
definiert zu

Bpu(p) = Bpy cos(ppug — 7) (2.17)

mit dem elektrischen Rotorwinkel ~.

Um eine Kraft oder ein Drehmoment zu erzeugen, muss vom Stator
ein Feld mit der Polpaarzahl pg erzeugt werden. Hierfiir wird in die IV
Spulen ein Strom

) S) -
i =" = Isin(pspr — 7 — Ap) (2.18)

eingepragt, wobei k die Nummer der Spule, ©f die Durchflutung, w die
Windungszahl pro Spule und

or = (/c—1)~%7T k=1..N (2.19)

die Position der Spulenmitte am Statorumfang ist. Die Spulenstréme
laufen synchron mit dem Rotorwinkel mit einer Phasenverschiebung A.
Es wird definiert, dass ein positiver Strom an der Statorinnenseite in
positiver z-Richtung fliesst.

Um die folgende Berechnung zu vereinfachen wird die radiale Ausdeh-
nung der Spule vernachléssigt und der Ankerstrombelag Ag als Linien-
stromdichte in der Spulenmitte mit Radius

1
Tm = 5(7‘2 +7r3) (2.20)

angenommen. Es ergibt sich ein rechteckférmiger Verlauf des Strombelags
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entlang des Umfangs

“sik(7), falls o € [pr — /2, o + /2]

As(p,7) = { “”90 sonst (2.21)

welcher innerhalb einer Spule konstant und zwischen den Spulen null
ist. Setzt man GIl. 2.18 ein, kann der Strombelag in einer Fourierreihe
entwickelt werden und es ergibt sich

~

As(p,7) = Apg - sin(psp — v — Ap)

+ Z ar, - sin(ky — Apyg).  (2.22)
k=ps+2

mit der Amplitude der Grundharmonischen flps mit Polpaarzahl pg

N—
N w 2 . (pst 27TPS
A, = si E . 2.2
ps Tm’l97Tps < ) ( ) (2.23)

k=

Fiir sechs Spulen erhélt man
X w 6 . [pg? .
APS = miﬂrps Sin (2) (fur N = 6) (2.24)

Abbildung 2.7 zeigt den Verlauf des Strombelags am Statorumfang,
die Grundwelle des Strombelags sowie die Flussdichte des Rotorfelds im
Luftspalt beispielhaft fiir den Motor mit sechs Spulen und einpolpaarigem
Rotor.

Da die Oberwellen des Ankerstrombelags in der Regel nicht zur Drehmoment-
und Kraftbildung beitragen, besonders nicht beim Rotor mit ppy = 1,
welcher keine Oberwellen des Rotorfeldes besitzt, werden diese im Fol-
genden vernachléssigt.

Fiir die Berechnung der Maxwellkréfte ist zusétzlich eine Beschreibung
des von den Spulen erzeugten Magnetfelds im Luftspalt (Statorfeld) not-
wendig. Dieses ist dem Strombelag um 90° elektrisch nacheilend.

Bs(ip,7) = Bs cos(psp — 7 — Ap) (2.25)
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Abbildung 2.7: Ankerstrombelag und Luftspaltfeld des Rotors beispielhaft fiir die
6-Spulen-Topologie bei einem Rotorwinkel v = 135 ° mit Antriebsstrom (a) bzw. mit
Lagerstrom (b) von je I = 1000 Aw.

Die Amplituden von Rotorfeld EPM und Statorfeld ES kénnen tber die
Maxwell-Gleichungen analytisch ermittelt werden, wie dies in [43] fiir das
Feld eines zylinderférmigen einpolpaarigen Rotors demonstriert wird. Fiir
ringférmige und mehrpolpaarige Rotoren wird diese Berechnung durch
die zusétzlichen Grenzflichen und Freiheitsgrade deutlich aufwindiger,
weswegen diese Werte hier mittels einer einfachen 2D-FEM Simulation
ermittelt werden.

Die in Wechselwirkung zwischen Rotor- und Statorfeld sowie dem An-
kerstrombelag entstehenden Lorentz- und Maxwellkrifte fithren je nach
Polpaarzahl der Grundharmonischen des Statorfelds pg und Phasenver-
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schiebung Ay zu Antriebsmoment oder Lagerkraft. Diese werden im Fol-
genden berechnet.

Berechnung der Lorentzkrifte

Zunéachst wird die Lorentzkraft
Fr, =1(I x B) (2.26)

auf die stromdurchflossenen Leiter der Spulen im Luftspaltfeld betrachtet.
Uber den Ankerstrombelag und die Flussdichte des Rotorfelds berechnet
sich eine tangentiale Linienkraftdichte

q.(p) = h- As(p) - Beum(p)e, (2.27)

als spezifische Kraft pro Umfangs-Langeneinheit, welche ausschliesslich in
Umfangsrichtung e, wirkt. Dabei ist i die Héhe des Luftspalts, in welcher
die Leiter der Spulen homogen vom Magnetfeld durchflossen werden.

Die auf den Rotor wirkende Kraft erhélt man durch Integration der
tangentialen Lorentzkraft (2.27) entlang des Spulenumfangs fiir den mitt-
leren Radius rp,

2
Fingr = — / qp(p)rmde. (2.28)
0

Das Minuszeichen ist darin begriindet, dass die Kraft auf den Rotor die
Gegenkraft zur Kraftwirkung auf die Spulen darstellt. Lost man das In-
tegral in Gl. 2.28 unter Zuhilfenahme der Additionstheoreme sowie der
Orthogonalitétsrelation von Sinus und Kosinus, welche besagt, dass das
Integral des Produkts zweier Sinus- bzw. Kosinus-Funktionen {iber eine
Periode

2
/ sin(pip + Apr) -sin(pep + Apa)dp #0 < p1r=py (2.29)
0
nur dann ungleich null ist, wenn beide Funktionen die gleiche Frequenz
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besitzen, erhdlt man die auf den Rotor wirkende Lorentzkraft

~ [cos(Ayp)
1 ng = 1
krL Lin(A@)] ; WEeNn ps png = PPM +
Fyner = . — 2.
bog,L —kp 11 C?S( Ag) ; Wenn ps png = PpM — 1 (2:30)
sin(—Agp)
0, sonst,
mit der Lagerkonstante
1 N .
kF,L = 5 T T m hApsyhng BPM~ (231)

Analog berechnet sich aus dem Integral der Linienkraftdichte mit der
Hebelldnge ry, das auf den Rotor wirkende Drehmoment

27
M = —/ (rm X qi()) rmde (2.32)
0
zu R
kM sin (A(p)ldrv €y, wenn ps drv = PPM
M — (2.33)
0, sonst

mit der Antriebskonstante

k’M = 7T’I’r2n hApS,drv BPM. (234)

Berechnung der Maxwellkriifte

Maxwellkréfte wirken senkrecht auf Grenzflichen zwischen Materialien
unterschiedlicher Permeabilitiat, wenn diese von einem Magnetfeld durch-
drungen werden. Fiir die Anziehungskraft auf eine Grenzfliche A eines
Materials mit hoher Permeabilitdt u >> po (2. B. Eisen) im Vakuum gilt

B%A
2u0

Fu = (2.35)
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Demzufolge wirken auf die Innenseite des Stators radial nach innen ge-
richtete Krifte
1

Du(p) = =5= b (Bra(9) + Bs(9))" ex, (2.36)
wobei sich die Magnetfelder von Rotor und Stator iiberlagern. Setzt man
die Gleichungen fiir Rotor- und Statorfeld (2.17) und (2.25) ein und inte-
griert diese Linienkraftdichte am Innenradius des Stators rg; analog zu
Gl. 2.28, erhdlt man die auf den Rotor wirkende Maxwellkraft

hrsa A 5 |Cos(Ap)
2;0 mBpmBs |:Sin(Ag0) , Wenn ps png = ppM + 1
Fyongm = hrss  p ~ [cos(—Ayp) B
210 7T'BPMBS Sin(—A(p) , Wenn ps bng = PPM — 1
0, sonst.

(2.37)

Vernachlassigt man die Séttigung des Eisens, wie dies fiir die vorlie-
gende Rechnung angenommen wird, so hangt die Statorflussdichte linear
vom Lagerstrom ab, wofiir die Statorfeldkonstante

B B
5 -5 (2.38)

@bng w Ibng

kg
definiert wird. Diese wird ebenfalls mittels Simulation ermittelt. Dann
folgt fiir die Lagerkonstante der Maxwellkraifte

whrg;
Ho

kpr = ’/TkBBPM. (239)

Genau wie die Lorentzkraft ist die Maxwellkraft nur vom Phasenwinkel
Ay zwischen Rotorfeld und Lagerstrom abhéngig. Dabei zeigen beide
Krifte fiir ein (ppym + 1)-Feld in die gleiche Richtung und addieren sich,
fiir ein (ppy — 1)-Feld wirken sie entgegengesetzt und heben sich teilweise
auf. Damit ist fir ein (ppy + 1)-Feld die grossere Lagerkraft zu erwarten.

In Abb. 2.8 sind die Lagerkréfte fiir die beiden moglichen Lagerfel-
der, sowie der statororientierte Lagerstrom und das Rotorfeld vektoriell
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PS,bng = PPM + 1

PS,bng = PPM — 1

Abbildung 2.8: Vektorielle Darstellung des statororientierten Lagerstroms Iy,,g, des
Rotormagnetfelds Bpyt und der daraus resultierenden Lagerkraft F'y,,g. Die Richtung
der Lagerkraft hiangt vom Winkel zwischen Lagerstrom und Rotorfeld ab. Fiir ein
(ppm + 1)-Lagerfeld addieren sich Lorentz- und Maxwellkrifte, fir das (ppp — 1)-
Feld wirken sie entgegengesetzt. Zudem ist der Drehsinn der Kraftrichtung fiir beide
Lagerfelder unterschiedlich.

dargestellt. Man erkennt die Addition bzw. Subtraktion von Maxwell-
und Lorentzkraft abhéngig von der Polpaarzahl. Weiterhin fallt auf, dass
die Richtungsabhéngigkeit der Lagerkraft fiir beide Polpaarzahlen jeweils
umgedreht ist. Mit steigender Phasenverschiebung Ay dreht die Lager-
kraft des (ppm + 1)-Felds in mathematisch positiver Richtung, die des
(ppm — 1)-Felds in negativer Richtung. Somit ldsst sich mit konstanter
Bestromung keine konstante Lagerkraft erzeugen, sollte das Lagerfeld
Oberwellen mit beiden Polpaarzahlen ppy + 1 und ppy — 1 aufweisen.
Selbst bei geeigneter Kompensation dieses Effekts existieren Kraftwin-
kel, in denen die Kréfte beider Felder entgegen wirken und die maximale
Lagerkraft reduzieren.

Das vom Stator generierte Lagerfeld sollte demnach ein Polpaar mehr
besitzen als der Rotor, um hohe Lagerkréfte erzeugen zu kénnen. Auch
mit einem Statorfeld mit ppyy — 1 Polpaaren ldsst sich eine konstante,
wenn auch schwichere Lagerkraft erzeugen. Keinesfalls sollten jedoch
Feldanteile mit beiden Polpaarzahlen im Feldverlauf des Stators vorhan-
den sein.
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Zusammenfassung am Beispiel der Topologie mit sechs Spulen

Zusammenfassend gilt, dass nur dann ein Drehmoment erzeugt wird,
wenn der Ankerstrombelag bzw. das Statorfeld des Antriebs die gleiche
Polpaarzahl wie das Rotorfeld aufweist,

Ps,drv = PPM- (2.40)

Hingegen miissen fiir eine Lagerkraft die Polpaarzahlen von Stator- und
Rotorfeld um eins verschieden sein, wobei sich die Lagerkonstante

k k ne = 1
hp = { F,.L + KF M, Wenn ps png = PPM + (2.41)

kr 1 — kr M, Wenn ps png = PpM — 1

aus den Lagerkonstanten von Lorentz- und Maxwellkraften zusammen-
setzt.

Das Antriebsmoment

M = kyt - Laey (2.42)
und die Lagerkraft
F o=y | Doue (2.43)
Ibng,y

sind jeweils linear von der Amplitude des Stromes abhéngig. Fir N = 6
Spulen mit einem ppy = 1 Rotor erhédlt man aus Gl. 2.24 und GI. 2.31
sowie Gl. 2.39 die Lagerkonstante

in(9) A hrs;
knghwsm( )BPM+w TS,

9 QMO WkBBPM fur PS,bng = 2 (244)

und aus GIl. 2.34 die Drehmomentkonstante

1 AN
kv = 6rmh wa sin (2> Bpum fiir pg .ary = 1. (2.45)

Die Lager- und Antriebsstréme in den sechs Spulen

A 1
idrv,k = Igry - sin (37T(k - 1) -7 — 72T> (246)
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und
. - . (2
ibng,k = lbng - sin (377(1{: -1)—~v- A(p) , k=1...6 (2.47)

lassen sich jeweils in einem (virtuellen) Dreiphasensystem,

Thng, R sin (7) cos () i
lhng = | tbng,s | = — [sin (7 — %”) cos (’y — %”) i & (2.48)
ibng, T sin (v + &) cos (v + %) ng,y
K(v)
und
Z.drv,R 0
l‘drv = Z'der,S = K('Y) : |:fd :| 5 (249)
idl‘V,T v

darstellen, welches tiber die Transformationsmatrix K () vom Rotor- ins
Statorkoordinatensystem iiberfithrt werden kann. Diese Transformation
entspricht der in der Literatur allgemein bekannten d/g-Transformation.
Die Uberlagerung der Stréme in den kombinierten Spulen geschieht so,
dass die Antriebsstrome ein einpolpaariges und die Lagerstrome ein zwei-
polpaariges Feld erzeugen:

11 = ibng,R + tdrv,U 14 = ibng,R — tdrv,U
Z'2 = ibng,S - idrv,W 7:5 = Z.bng,S + Z‘drv,VV (250)
Z'3 = ibng7T + idrv,V iG = ibng,T - idrv,V-

Diese sechs Spulenstréome kdnnen in zwei reale Dreiphasensysteme zerlegt
werden, da die Summe der jeweils tibernéchsten Spulenstréome verschwin-
det

11 +13+15=0

2.51
io + 14 +16 =0 ( )

und dadurch fiir je drei Spulen ein Sternpunkt gebildet werden kann. Da-

durch ist die Ansteuerung der Spulen durch zwei dreiphasige Leistungs-
elektronikmodule moglich.

Um die Grosse von Lorentz- und Maxwellkraft zu vergleichen und um
die Berechnungen zu verifizieren wurden 2D- und 3D-FEM Simulationen
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Tabelle 2.1: Vergleich von analytisch berechneten Lorentz- und Maxwellkraften mit
2D- und 3D-Simulationswerten.

Parameter 2D-Sim. Analytisch  3D-Sim.

Flussdichte in den Spulen BpM 666 mT
Flussdichte an Statorinnenseite Bem 627 mT

Lagerdurchflutung ébng 1000 Aw 1000 Aw 1000 Aw

Statorfeld durch Lagerstrom Bs 228 mT
Lorentzkraft  Fing,L 13,5 N 129 N 114 N
Maxwellkraft — Fipng,r 151 N 15.6 N 142 N
Gesamtkraft Fing 28.6 N 285 N 25.6 N

Antriebsstrom  ©4ry 1000 Aw 1000 Aw 1000 Aw
Antriebsmoment Mgy 1.58 Nm 1.59 Nm 1.44 Nm

mit der Geometrie des Prototypen S10.1 durchgefiihrt. Die Ergebnisse
sind in Tab. 2.1 zusammengefasst. Jeweils fiir eine Durchflutung von
© = 1000 Aw wurden die auf die Spulen, das Statoreisen und den Ro-
tor wirkenden Kréfte, sowie das auf den Rotor wirkende Drehmoment
simuliert. Die auf die Spulen wirkende Kraft besteht ausschliesslich aus
Lorentzkriften und auf das Statoreisen wirken nur Maxwellkréfte. Diese
kénnen mit den analytisch berechneten Werten von Lorentz- und Max-
wellkraft ermittelt werden, welche auf Grundlage der in 2D simulierten
Felder EPM und ég berechnet wurden. Es zeigt sich eine hohe Uberein-
stimmung von Simulation und Berechnung, womit die analytische Berech-
nung verifiziert ist.

Die Ergebnisse der 3D-Simulation sind etwa um 10 % kleiner gegen-
iber den 2D-Werten. Dies ist auf die axialen Streufliisse zuriickzufiihren,
welche in der 2D-Simulation vernachléssigt werden.

Bemerkenswert ist, dass die Maxwellkréfte deutlich zur Lagerkraftbil-
dung beitragen und bei der simulierten Geometrie sogar grosser sind
als die Lorentzkrafte, was bei dieser in der Literatur zum Teil auch als
Lorentzkraftmaschine bezeichneten nutenlosen Topologie zunéchst nicht
erwartet wird [44-47]. Dies bedeutet, dass das Lager auch in nutenlosen
Maschinen als (ppy + 1)-Typ (und nicht als (ppym — 1)-Typ) ausgefiihrt
werden sollte, damit sich Lorentz- und Maxwellkrafte addieren.
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2.5 Induktivitaten der Lager- und
Antriebswicklungen

Die Kenntnis der Induktivitdt des Motors ist fiir die Stromregelung, fiir
die Ermittlung der Dynamik des Lagers, sowie fiir die Auslegung der Win-
dungszahl fiir die gewiinschten Betriebsbereiche stets von Bedeutung. Im
Folgenden wird eine Besonderheit der nutenlosen Motortopologie erlau-
tert, welche bei kombinierten Spulen auftritt. Obwohl Lager- und An-
triebsstrome in denselben Spulen tiberlagert werden, unterscheiden sich
die fiir beide Strome wirksamen Induktivitdten. So wird dem Gradienten
des Lagerstroms eine kleinere Spannung entgegengesetzt als dem Gradi-
enten des Antriebsstroms. Zudem sind die Induktivitdten von Lager- und
Antriebssystem deutlich kleiner als die Selbstinduktivitét einer einzelnen
Spule, weshalb die direkte Messung nicht ohne weiteres moglich ist. Die
Moglichkeiten zur Berechnung und Messung dieser Induktivitdten wer-
den im Folgenden vorgestellt.

Betrachtet man lediglich den Stator des lagerlosen Motors, fillt auf,
dass die Spulen iiber den ringférmigen Statorkern magnetisch kurzge-
schlossen sind. Dies hat eine vergleichsweise hohe Selbstinduktivitat zur
Folge. Im Gegensatz dazu liegt bei einem genuteten Stator mit Spulen,
welche radial nach innen gerichtet sind, der Luftspalt im Flusspfad jeder
Spule.

Die Selbstinduktivitét einer Spule mit Ringkern ldsst sich leicht messen,
simulieren und berechnen. Der Stator entspricht jedoch im Aufbau einem
sechsphasigen Ringtransformator, bei dem alle Spulen tiber den Stator di-
rekt magnetisch gekoppelt sind. Ein Stromgradient in einer Spule erzeugt
demzufolge in allen anderen Spulen eine der jeweiligen Gegeninduktivi-
tdt proportionalen Spannung. Dadurch ist eine getrennte Betrachtung
der einzelnen Phasen und eine Berechnung der Phasenspannung tiiber die
Selbstinduktivitdt nicht ohne weiteres moglich.

Da die Bestromung der Spulen untereinander gekoppelt ist, kann — wie
nachfolgend gezeigt wird — je eine Induktivitat fiir den Lager- und An-
triebsstromanteil eines Spulenstroms gefunden werden. Es zeigt sich, dass
mittels dieser Lager- und Antriebsinduktivitdt das induktive Verhalten
des Motors modelliert werden kann.

Fiir die folgenden Berechnungen wird angenommen, dass sich das Sta-
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tormaterial linear verhélt und ungeséttigt ist. Der verkettete Fluss
Wi =Wepm + Pk, (2.52)

welcher eine Spule k durchdringt, setzt sich aus dem Fluss Wy py, wel-
cher von den Permanentmagneten des Rotors herriihrt, und dem durch
die Spulenstréme erzeugten Fluss Wy 1 zusammen. Mithilfe der Indukti-
vitdtsmatrix Ly, lasst sich dieser von den Stréomen herriihrende Fluss

N
Upr = Lin - in, (2.53)
n=1

aus der Summe aller Spulenstrome multipliziert mit der jeweiligen Selbst-
bzw. Gegeninduktivitit berechnen. Hierbei ist n die aktive Spule und k
die Spule, in welcher die Flussverkettung berechnet wird. Da alle Spulen
gleichsinnig gewickelt sind, sind alle Gegeninduktivitdten positiv.

Am Beispiel von Spule 1 der Topologie mit N = 6 Spulen ergibt sich
durch Ausformulieren von GIl. 2.53

U1 = Li1i1 + Ligig + L1giz + L1ais + L1sis + Ligts. (2.54)

Setzt man nun die Spulenstrome fiir Lager und Antrieb aus Gl. 2.50 ein
erhdlt man die Flussverkettung in Spule 1

Uit = Ysbng + Vi drv, (2.55)
welche sich aus der Flussverkettung durch die Lagerstrome
U1 bng = (L11+ Li1a)ibng,R + (L12 4+ L15)ibng,s + (L13 + L16)ibng, T (2.56)
und jener der Antriebsstrome
U1 dry = (L11 — L14)iare,u + (L13 — L16)idry,v + (L15 + L12)iare, w (2.57)

zusammensetzt. Hierbei wird deutlich, dass sich die magnetischen Fliis-
se, welche durch Lager- und Antriebsstrome erzeugt werden, linear und
unabhéngig voneinander tiberlagern. Aus der getroffenen Annahme, dass
das Statormaterial nicht gesattigt ist, folgt, dass alle Gegeninduktivité-
ten zwischen Spulen gleichen Abstands auch gleich sind. Dies bedeutet,
dass z. B. die Gegeninduktivitat zwischen Spule 1 und Spule 3 auch gleich

34



2.5. INDUKTIVITATEN DER LAGER- UND ANTRIEBSWICKLUNGEN

derjenigen zwischen den Spulen 2 und 4 ist. Ausserdem sind alle Selbst-
induktivitdten gleich. Somit kénnen die Induktivitdten

Lo=Ly1 =Ly = ... (Selbstinduktivitét)

Li =Ly =1Ly = .. (Gegenind. benachbarter Spulen)
Lo=1Li3=1Loy=.. (Gegenind. der ibernichsten Spule)
L3 =1L14=1Lss =Lss (Gegenind. gegeniiberliegender Spulen)

(2.58)
iiber ihren Abstand definiert werden, wobei Ly die Selbstinduktivitéit
und L; eine Gegeninduktivitdt zwischen Spulen mit Abstand ¢ darstellt.
Damit vereinfachen sich die Verkettungsflussanteile aus Gl. 2.56 und GI.
2.57 zu

U1 bng = (Lo + L3)ibng,r + (L1 + L2)(fbng,s + bng,T) (2.59)
und
U drv = (Lo — L3)idry,u + (L2 — L1) (farv,v + drv,w)- (2.60)

Basierend auf der Tatsache, dass die Summe der Lager- sowie Antriebs-
strome jeweils verschwindet, kann

ibng,S + Z‘bng,T = _ibng,R

Idrv,V + tdrv, W = —ldrv,U (2.61)
in GIL. 2.59 und GI. 2.60 substituiert werden und man erhélt
Uy bng = (Lo — L1 — La 4 L3)ibng,R = Lbng - tong,R (2.62)
und
U1 gy = (Lo + L1 — Lo — L3)idry,u = Larv * tdro,U- (2.63)

Die hier eingefithrte Lagerinduktivitidt Ly,, und die Antriebsinduktivi-
tét Lqrv stellen einen eindeutigen Zusammenhang zwischen Lager- bzw.
Antriebsstrom und erzeugtem Verkettungsfluss in der Spule dar. Die an
der Spule 1 anliegende induzierte Spannung berechnet sich nun durch
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Ableitung des gesamten Verkettungsflusses nach der Zeit

dv, dv, dibng,R+ dv, didrv,U+d‘I’PM

= = 2.64
NTTU T dipngr At digey  dt at (264)
Durch Einsetzen von Gl. 2.62 und Gl. 2.63 erhilt man
dipn digry dw
Uy = Lbng Zbdf’R + Ldrv Ziit’U cli;ePM (265)

Zusétzlich zu den beiden von Lager- und Antriebsstrom induzierten Span-
nungen existiert also eine induzierte Spannung

d¥pn
dt ’

uind(77x7y) = (266)

welche durch die Anderung des Permanentmagnetflusses entsteht, womit
die induzierte Spannung in Spule k£ mit

U = uL,bng(ibng) + uL,drv(idrv) + uind(’ya xz, y) (267)

angeschrieben werden kann.

Besonders hervorzuheben ist die Tatsache, dass Lager- und Antriebs-
strome unabhéngig voneinander eine Spannung induzieren

dipng \

Lyng = Lo — L1 — Ly + L3 = up bng - (c]ftg> (2.68)
digry \

Lgry = Lo+ L1y — Ly — L3 = up grv - < (;trv> , (2.69)

wobei Lager- und Antriebsinduktivitét prinzipiell nicht den gleichen Wert
haben. Dies ist insbesondere beim toroidal gewickelten nutenlosen Motor
der Fall, da die Gegeninduktivitdten im Bereich der Selbstinduktivitét lie-
gen. Die Selbst- und Gegeninduktivitdten konnen mit geringem Aufwand
durch Messung oder Simulation ermittelt werden.

Zur Verifizierung der Berechnungen wurden sowohl die Selbst- und
Gegeninduktivitdten als auch die Lager- und Antriebsinduktivitdt am
Prototypen S10.1 gemessen. Letzteres erfordert einen hohen messtechni-
schen Aufwand. Zunéchst wurden jeweils die gegeniiberliegenden Spulen
des Motors so verdrahtet, dass mit einem dreiphasigen Signalgenerator
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Tabelle 2.2: Gemessene Induktivitatswerte am Prototypen S10.1 mit und ohne Rotor
sowie daraus berechnete Lager- und Antriebsinduktivitét.

ohne Rotor mit Rotor®
Induktivitat gemessen berechnet® gemessen berechnet®
Selbstinduktivitat Lo 3.59 mH 2.05 mH
Gegenind. 1 Ly 2.39 mH 0.92 mH
Gegenind. 2 Lo 1.73 mH 0.56 mH
Gegenind. 3 L3 1.52 mH 0.45 mH

Lagerind. Lung 1.05 mH 099 mH 0.92 mH 0.93 mH
Antriebsind.  Larv 2.62 mH 273 mH 1.97 mH 2.01 mH

2 Berechnet aus gemessenen Lg..3 Werten
b Mittelwert der Messwerte iiber einer Rotorumdrehung

entweder ausschliesslich ein Lagerstrom, oder ein Antriebsstrom in die
Spulen eingepriagt werden kann (vgl. Gl. 2.50). Bei vorgegebener Fre-
quenz f und Spannung U wurde der Phasenstrom Iy,,g bzw. 4., sowie
die Phasenverschiebung ¢ zwischen Strom und Spannung gemessen. Dar-
aus kénnen die Induktivitdten

U singp
Lppe = : bei Iy =0 2.70
bng Ibng 27Tf ( €1 1q ) ( )
U sing
Lyy = —- bei Ihpe =0 2.71
d Idrv 27rf ( el bng ) ( )

fiir Lager- und Antriebsstrome berechnet werden.

Die Selbstinduktivitdt kann ohne grossen Aufwand mit einem LCR-
Meter gemessen werden. Die Gegeninduktivitédten

_ Uk

Lk:n Un

- Lo (2.72)

konnen iiber das Ubersetzungsverhéltnis zwischen angelegter Spannung
an der Spule n und gemessener Spannung an der Spule k£ gemessen wer-
den.

Die Versuche wurden jeweils mit und ohne Rotor durchgefiihrt. Da bei
Versuchen mit Rotor der Stator partiell séttigt, hat der Rotorwinkel einen
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Einfluss auf die Induktivitéit, weshalb die Messwerte fiir mehrere Rotor-
winkel durchgefiihrt und gemittelt wurden, vgl. Tab. 2.2. Die gemessene
Lagerinduktivitdt ohne Rotor ist um 70 % geringer als die Selbstindukti-
vitédt einer Spule und um 60 % geringer als die Antriebsinduktivitéit. Das
Einbringen des Rotors hat zwar starken Einfluss auf die Selbst- und Ge-
geninduktivitdten, jedoch kaum auf die Lager- und Antriebsinduktivitét.

Diese Ergebnisse lassen sich dadurch interpretieren, dass Lager- und
Antriebsinduktivitdt nur durch das Magnetfeld, welches den Stator ver-
lasst, entstehen. Damit ist der Einfluss der Statorséttigung gering. Da
Lager- und Antriebsfeld zudem unterschiedliche Polpaarzahlen besitzen,
ist auch der deutliche Unterschied in den Induktivitdten zu erklédren.

Die aus den gut messbaren Selbst- und Gegeninduktivitdten berechne-
ten Lager- und Antriebsinduktivititen stimmen jeweils sehr genau mit
den aufwéindig gemessenen Werten iiberein, was die zuvor vorgestellte
formelméssige Berechnung bestétigt. Dadurch konnen die Lager- und
Antriebsinduktivitdt in einer einfachen Messung der Selbst- und Gegen-
induktivitdten ermittelt werden, ohne auf die komplexe dreiphasige Mes-
sung zuriickzugreifen.

Auch im Betrieb des Motors hat sich bei der Stromregelung gezeigt,
dass Lager- und Antriebsinduktivitdt deutlich unterschiedlich sind. Die
Beriicksichtigung dieses Umstands hat zu einer deutlichen Verbesserung
der Stromregelung gefiihrt. Die signifikant kleinere Lagerinduktivitdt hat
zudem einen positiven Effekt auf die Lagerdynamik.

2.6 Zusammenfassung

Die Funktionsweise des nutenlosen Scheibenlédufermotors beruht zunéchst
auf den passiven Steifigkeiten gegen axiale Auslenkung und Verkippung.
Die Stabilisierung der Radialposition erfolgt durch das Magnetlager, wo-
bei sowohl Lorentz- als auch Maxwellkréifte die Gesamtlagerkraft bilden.
Beide Teilkrafte sind in etwa gleich gross sind, was beim nutenlosen Mo-
tor zunédchst nicht erwartet wurde.

Eine Lagerkraft entsteht dann, wenn die Polpaarzahl der Statorbestro-
mung um eins verschieden von der Polpaarzahl des Rotors ist. Nur bei
einer Lagerpolpaarzahl, die um eins grosser ist als die Rotorpolpaarzahl,
wirken Lorentz- und Maxwellkrifte lagerkraftbildend in die gleiche Rich-
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tung, andernfalls wirken sie entgegengesetzt und heben sich teilweise auf.
Somit ist nur ein Magnetlager mit ps png = ppm + 1 empfehlenswert.

Die formelmaéssige Beschreibung der Lagerkraft- und Drehmomentbil-
dung stimmt gut mit der Simulation tiberein, wobei aufgrund der axialen
Streufliisse etwa 10 % Abweichung zur 3D-Simulation auftritt. Lagerkraft
und Drehmoment sind linear vom Strom abhéngig und invariant gegen-
iiber dem Rotorwinkel. Dies ermoglicht eine einfache Lage- und Drehzahl-
regelung.

Bei Uberlagerung der Stréme in kombinierten Wicklungen ist zu be-
achten, dass Lager- und Antriebsstrome unterschiedliche Induktivitaten
besitzen. Es wurde eine Methode zur einfachen Ermittlung dieser Induk-
tivitdten aus den leicht zu messenden Selbst- und Gegeninduktivitaten
der Statorspulen vorgestellt.
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Kapitel 3

Topologieuntersuchung

Im folgenden Kapitel werden verschiedene Topologien untersucht, welche
sich in Rotorpolzahl, Magnetisierungsart sowie hinsichtlich der Anzahl
und Verschaltung der Spulen unterscheiden.

Der Fokus liegt zunéchst auf der Maximierung der passiven Steifigkei-
ten durch hoéhere Polpaarzahlen und verschiedene Magnetisierungsvari-
anten. Vor allem fiir Anwendungen, welche hohe axiale Krafte oder Kipp-
momente erzeugen, sind die passiven Steifigkeiten von grosser Bedeutung.
So wird beispielsweise die maximale Druckdifferenz eines Liifters durch
die axiale Steifigkeit begrenzt. Ausserdem ist die Stabilitdt und Lager-
qualitdt bei Scheibenldufermotoren mit héheren passiven Steifigkeiten
erfahrungsgemaéss besser. Wird der Freiraum in der Mitte des Rotors fiir
die Anwendung benétigt, so ist ein moglichst diinner Rotorriickschluss
vorteilhaft, dessen Einfluss auf die Steifigkeiten ebenso untersucht wird.

Da fiir jede Polpaarzahl des Rotors ein angepasstes Wicklungskonzept
notwendig ist, werden alle moglichen Varianten fiir ein- und zweipolpaa-
rige Rotoren ermittelt und gegeniibergestellt. Dabei wird auf die Un-
terschiede zwischen kombinierten und getrennten Wicklungen, auf die
benétigte Leistungselektronik sowie auf die erzielbaren Lagerkréfte und
Antriebsmomente eingegangen.

Im Gegensatz zu genuteten Statorkonzepten, bei welchen die Spulen in
radialer Richtung um die Zéhne gewickelt sind, hat die Wahl der Spulen-
anzahl beim nutenlosen Konzept keinen Einfluss auf die passiven Lager-
eigenschaften. Der Eisenkreis wird durch die Wicklungstopologie nicht
beeinflusst.

Alle Ausfithrungen in diesem Kapitel betreffen beispielhaft die Motor-
geometrie des Prototypen S10.1 mit Magnetdurchmesser Dpyr = 97 mm,
Magnetdicke dpy = 12 mm und magnetischem Luftspalt dmag = 9.5 mm.
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Abbildung 3.1: Abhingigkeit der Radialkraft (a) und des Kippmoments (b) vom
Rotorwinkel ~ fir ein- und zweipolpaarige Rotoren. Die Werte wurden mittels 3D-
FEM fur die Geometrie S10.1 bei Auslenkung des Rotor um z = 1mm und bei
Verkippung um a = 2° um die x-Achse ermittelt. Es zeigt sich, dass bereits bei einem
zweipolpaarigen Rotor eine homogene Steifigkeitsverteilung vorliegt.

Magnetvolumen, magnetischer Luftspalt und verfligbarer Wickelraum
werden jeweils konstant gehalten. Lediglich die Anordnung der Magnete,
der Riickschluss sowie die Anzahl und Verschaltung der Spulen werden
variiert.

3.1 Rotormagnetisierung

3.1.1 Homogenitit der passiven Steifigkeiten

Wie bereits eingangs erwdahnt sind fiir einpolpaarige Rotoren die passi-
ven Steifigkeiten nicht homogen. Die aus einer radialen Auslenkung oder
Verkippung resultierenden Kréfte und Momente sind von der Richtung
der Verschiebung bzw. Verkippung abhéngig. Dies kann sich negativ auf
die Lagerqualitdt auswirken. So resultieren aus der Inhomogenitét grosse-
re Resonanzbereiche, da die Resonanzfrequenzen wg rad = 1/Cx,y /m bzw.
wo kipp = V/Ca,p/J einer Radial- bzw. Kippschwingung von der jeweiligen
Steifigkeit und damit von der Schwingungsrichtung abhéngen.
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In Abb. 3.1 ist die Radialkraft sowie das Kippmoment bei konstant aus-
gelenktem bzw. verkipptem Rotor wéhrend einer Rotorumdrehung dar-
gestellt. Bei einem einpolpaarigen Rotor entsteht ein pulsierender Kraft-
bzw. Momentverlauf, durch welchen im Betrieb des Motors Schwingun-
gen angeregt werden konnen. Bereits bei einem zweipolpaarigen Rotor
tritt dieses Verhalten nicht mehr auf, da hier die Steifigkeiten homogen
und richtungsunabhéngig sind. Aus Sicht der Lagerstabilitdt sind demzu-
folge Rotoren mit zwei oder mehr Polpaaren zu bevorzugen.

3.1.2 Magnetisierungsvarianten

In Abb. 3.2 sind die im Folgenden untersuchten Magnetisierungsvarian-
ten sowie der Feldverlauf im Luftspalt zwischen Magnet und Stator dar-
gestellt. Alle vorgestellten Varianten sind ausschliesslich mit parallel ma-
gnetisierten Magneten ausgefiihrt. Die Herstellung von radialen und tan-
gentialen Magnetisierungen im Magneten selbst ist fertigungstechnisch
nur schwer realisierbar. Die Bezeichnungen radial, tangential und diame-
tral beziehen sich hier auf die Ausrichtung der einzelnen Magnete.

Fiir die Bewertung der Magnetisierung ist zu beachten, dass nur die
Grundwelle des Feldverlaufs im Luftspalt zur Drehmoment- und Lager-
kraftbildung beitrdgt. Oberwellen, welche durch die Aneinanderreihung
unterschiedlicher Magnete zwingend entstehen, erzeugen dagegen nur ho-
here Verluste.

Fiir einen einpolpaarigen Rotor kommt deshalb nur eine diametrale
Magnetisierung in Betracht. Diese resultiert in einem rein sinusférmigen
Feldverlauf mit geringem tangentialem Anteil.

Fiir zweipolpaarige Rotoren sind mehrere Varianten denkbar, wobei ein
sinusformiger Feldverlauf nicht mehr moglich ist. Die radiale Magnetisie-
rung (Abb. 3.2(b)) besteht aus abwechselnd nach innen und aussen ma-
gnetisierten Magneten. Sie weist die grosste Grundwelle, aber auch deut-
liche Oberwellen auf. Diese Variante ist am einfachsten herstellbar. Fiir
die Halbach Magnetisierung wird zwischen den radialen Magneten jeweils
ein tangentialer Magnet eingefiigt, wodurch sich die Oberwellenanteile re-
duzieren. Vor allem die Oberwelle mit Ordnungszahl 6 verschwindet fast
génzlich, was z. B. bei der 2x9-Spulen Topologie wichtig sein wird. Auch
denkbar ist die Verwendung von tangentialen Magneten (Abb. 3.2(d)),
was die Verwendung eines Riickschlusses génzlich unnotig macht. Hier
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Abbildung 3.2: Darstellung der Magnetisierungsvarianten (oben) fiir die einpolpaa-
rige diametrale Variante (a), sowie die zweipolpaarige radiale (b), Halbach- (¢) und
tangentiale (d) Magnetisierung. Zudem ist der Feldverlauf in der Mitte des Luftspalts
zwischen Magnet und Statoreisen (Mitte) sowie die Zerlegung in Grund- und Ober-
wellenanteile dieses Feldverlaufs (unten) dargestellt. Der Feldverlauf wurde mittels
2D-FEM Simulation ermittelt. Die Varianten (b)-(d) sind auch fiir héhere Polpaar-
zahlen denkbar.
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Abbildung 3.3: Abhingigkeit der passiven Steifigkeiten von der Polpaarzahl dar-
gestellt fiir verschiedene Magnetisierungen. Bei der einpolpaarigen diametralen Ma-
gnetisierung ist fir die Kipp- und Radialsteifigkeit jeweils die aus der Inhomogenitéat
resultierende maximale und minimale Steifigkeit dargestellt.

ist jedoch die Grundwelle stark reduziert, bei deutlich auftretenden Ober-
wellen.

3.1.3 Steifigkeiten

Ein Hauptziel dieser Untersuchung ist die Verbesserung der Axial- und
Kippsteifigkeit durch Erhéhung der Polpaarzahl. In Abb. 3.3 sind fiir alle
vorgestellten Magnetisierungsvarianten die mittels 3D-FEM simulierten
Steifigkeiten in Abhéngigkeit der Polpaarzahl dargestellt. Zunéchst fallt
beim einpolpaarigen diametralen Rotor der breite Bereich zwischen mi-
nimaler und maximaler Kipp- und Radialsteifigkeit auf. Diese Inhomoge-
nitét ist bei hoheren Polpaarzahlen nicht mehr vorhanden.

Die grossten Steifigkeiten werden mit dem radial magnetisierten ppy =
2 Rotor erreicht. Die Axialsteifigkeit ist im Vergleich zum diametralen Ro-
tor um 39 % grosser und die Kippsteifigkeit steigt um 37 % gegeniiber der
mittleren bzw. um iiber 200 % gegeniiber der minimalen Kippsteifigkeit.
Allerdings steigt auch die destabilisierende Radialsteifigkeit, sodass zum
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Abbildung 3.4: Abhéingigkeit der Axialsteifigkeit vom Rotorriickschluss der verschie-
denen Magnetisierungen.

Ablosen des Rotors von der Wand etwa 41 % mehr Kraft aufgewendet
werden muss.

Die Halbach-Magnetisierung mit Riickschluss ist hinsichtlich Axial-
und Kippsteifigkeit bei ppy = 2 etwa 20 % schlechter als die radiale
Variante. Ab ppy = 4 ist hingegen diese Magnetisierung die Beste. Die
tangentiale Magnetisierung weist durchgehend die schwéchsten Steifigkei-
ten auf.

Halbach- und tangentiale Magnetisierung bieten durch die tangentiale
Fithrung des Flusses im Magneten die Moglichkeit, den Rotorriickschluss
zu reduzieren. Dies ist dann sinnvoll, wenn die freie Flédche innerhalb des
Rotors fiir die vorgesehene Anwendung benétigt wird. Besonders bei Axi-
alventilatoren, welche die Stréomung durch den Rotor fiihren, ist dies von
Bedeutung. Fiir ein- und zweipolpaarige Rotoren wurde die Axialstei-
figkeit unter Variation der Riickschlussdicke drs in 3D-FEM simuliert.
Das Ergebnis ist in Abb. 3.4 dargestellt. Halbach- und radiale Magneti-
sierung sind bis zu einem Verhéltnis von Riickschluss- zu Magnetdicke
von drs/dpy = 0.4 identisch. Ab diesem Wert lisst sich die Steifigkeit
der Halbach-Magnetisierung nicht mehr steigern. Die radiale Magnetisie-
rung besitzt ihr Maximum bei einer Riickschlussdicke knapp 20 % tiber
der Magnetdicke. Ebenso verhélt es sich mit der diametralen Magnetisie-
rung, wobei diese stets kleinere Steifigkeiten als die radiale bzw. Halbach-
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Magnetisierung aufweist. Auf die Steifigkeit der tangentialen Magnetisie-
rung hat ein Riickschluss keinen Einfluss.

Zusammenfassend bietet die radiale Magnetisierung mit zwei Polpaa-
ren deutlich grossere und zudem komplett homogene Steifigkeiten im
Gegensatz zum einpolpaarigen Rotor. Mit weiter steigender Polpaarzahl
nehmen die Steifigkeiten wieder ab. Die Halbach-Magnetisierung ist dann
sinnvoll, wenn der Rotor moglichst diinn gehalten werden soll, um eine
grosse freie innere Fliche zu erhalten. Zwar ist dann der Halbach-Rotor
von den Steifigkeiten identisch mit der radialen Variante, weist aber we-
niger Oberwellen und damit geringere Verluste auf.

Allen mehrpolpaarigen Rotoren ist gemein, dass die elektrische Fre-
quenz gegeniiber dem diametralen Rotor mindestens verdoppelt wird.
Dies fithrt zu deutlich grosseren Verlusten (vgl. Kapitel 6). Deshalb sind
mehrpolpaarige Rotoren nur dann sinnvoll, wenn von der Anwendung
hohe Steifigkeiten gefordert werden.

3.2 Wicklungskonzepte

Fiir zweipolpaarige Rotoren sind neue Wicklungskonzepte notwendig. Das
bisher vorgestellte Wicklungskonzept kann mit sechs kombinierten Spu-
len zwar ein pgry = ppym = 2 poliges Feld fiir den Antrieb erzeugen, fiir
das Lager jedoch nur ein einpolpaariges Feld ppne = ppm — 1 = 1, was
aufgrund der entgegengesetzt wirkenden Lorentz- und Maxwellkréifte eine
kleine Lagerkonstante ergibt. Zusammen mit der grosseren Radialsteifig-
keit des zweipolpaarigen Rotors ergeben sich ein sehr schwaches Magnet-
lager und hohe Lagerstrome, wie sich auch in Experimenten gezeigt hat.

Im Folgenden werden weitere Topologien fiir ein- und zweipolpaarige
Rotoren mit kombinierten und getrennten Wicklungen vorgestellt und
verglichen.

3.2.1 Kombinierte und getrennte Wicklungen
Fiir lagerlose Motoren sind grundsatzlich zwei Wicklungsarten zu unter-
scheiden: Die kombinierten Wicklungen und die separaten bzw. getrenn-

ten Wicklungen. Bei ersteren werden Lager- und Antriebsstrome in einem
Satz Spulen iiberlagert. Es wird nicht zwischen Lager- und Antriebsspu-
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(a)

Abbildung 3.5: Vergleich einer kombinierten Wicklung (a) und einer getrennten
Wicklung (b) bei gleichbleibendem Gesamtoffnungswinkel 9.

len unterschieden. Bei getrennten Wicklungen sind dagegen fiir Lager-
und Antriebsfunktion jeweils eigene Spulen vorhanden.

Generell sind fiir jede Wicklungsart unterschiedliche Spulentopologi-
en mit unterschiedlichen Spulen- und Phasenzahlen moglich. Es existie-
ren auch Topologien, wie z. B. die bereits bekannte 6-Spulen Topologie,
welche durch Auftrennen einer kombinierten Spule in je eine Antriebs-
und Lagerspule in ein getrenntes Konzept tiberfiihrt werden kann, wie in
Abb. 3.5 gezeigt. Symmetriebedingt konnen bei dieser Topologie die ge-
geniiberliegenden Spulen jeweils in Reihe geschaltet werden. Phasenzahl
und Komplexitit der Leistungselektronik bleiben deshalb gleich.

Bei den getrennten Wicklungen muss bereits in der Designphase der
Wickelraum auf die Lager- und Antriebsspulen verteilt werden. Dabei
muss abgeschétzt werden, wie sich Lagerkraft und Antriebsmoment im
vorgesehenen Anwendungsfall verhalten. Die Kupferverluste sind nur dann
minimal, wenn das Verhéltnis der Durchflutungen

@bng _ ﬂbng
@drv 19drv

= Pcy — min (3.1)

gleich dem Verhéltnis der Spulenéffnungswinkel von Lager und Antrieb
ist. Nur dann sind die Stromdichten in den Lager- und Antriebsspulen
gleich. Bei nicht optimaler Aufteilung des Wickelraums steigen die Kup-
ferverluste.

Doch selbst bei optimaler Auslegung sind in getrennten Wicklungen die
Kupferverluste stets grosser als in kombinierten Wicklungen. In getrenn-
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ten Wicklungen wird der magnetische Fluss eines Spulenpaars getrennt
durch Lager- und Antriebsstrom erzeugt. Auch wenn sich die magneti-
schen Fliisse gegenseitig autheben wiirden, entstehen so Kupferverluste
in beiden Spulen. In einer kombinierten Spule wird dagegen der Strom-
fluss reduziert, wenn das von der Spule zu erzeugende Lager- und An-
triebsfeld entgegengesetzt gerichtet ist. Da die Polpaarzahlen von Lager-
und Antriebsfeld unterschiedlich sind, existieren immer Spulen, in denen
dies der Fall ist. Um wie viel sich die Kupferverluste kombinierter Wick-
lungen gegeniiber den Verlusten in getrennten Wicklungen erhohen, ist
vom Lastpunkt abhéngig und wird in [5] berechnet.

Ein grosser Nachteil kombinierter Wicklungen ist, dass die Windungs-
zahlen der Spulen nicht separat fiir Lager und Antrieb optimiert werden
konnen. In jeder der m Phasen entsteht bei Maximaldrehzahl n,,x eine
induzierte Spannung

A 4
Uind,max = Ianmax- (32)
m

Zum Aufstarten des Motors im Stillstand — d. h. zum Ablosen des gelan-
deten Rotors von der Wand — ist ein Lagerstrom

F@tart Cda
Istart = kF = E

(3.3)

notig, um den Rotor gegen die radiale Steifigkeit c¢q von der Kammerwand
abzultsen. Bei kombinierten Wicklungen muss der Inverter in der Lage
sein, sowohl den Strom zum Aufstarten als auch die bei Maximaldrehzahl
entstehende induzierte Spannung zu liefern. Darum wird als Kennzahl die
Inverter-Scheinleistung

Sctrl = UDC . Imax (34)

als Produkt aus Zwischenkreisspannung Upc und maximal zuldssigem
Phasenstrom I,,x des Inverters eingefiihrt. Setzt man GI. 3.2 und GI.
3.3 ein und nimmt an, dass die Phasen in Sternschaltung verschalten
sind, erhélt man die mindestens vom Inverter geforderte Scheinleistung

N - ik
Sctrl,min = \/§ Und * Istart = 7Cd7M6nmax- (35)
m k‘F
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Dieser Wert wird durch die von der Anwendung vorgegebenen Gros-
sen der maximalen Drehzahl und des freien Luftspalts sowie durch die
topologiebedingten Kennwerten der Radialsteifigkeit und des Quotien-
ten aus Motor- zu Lagerkonstante bestimmt. Die notwendige Inverter-
Scheinleistung ist unabhéngig von der Windungszahl.

Besonders bei Anwendungen mit hohen Drehzahlen und grossen Luft-
spalten stosst man mit kombinierten Wicklungen an Grenzen. Ubersteigt
die geforderte Inverter-Scheinleistung die eigentliche Motorleistung deut-
lich, muss der Inverter iiberdimensioniert werden. Fiir getrennte Wick-
lungen existiert dieses Problem nicht, da mit hoherer Windungszahl im
Lager und mit geringerer Windungszahl im Antrieb sowohl Aufstartstrom
als auch induzierte Spannung reduziert werden kénnen.

Die Gesamtleistung des Inverters steht bei kombinierten Wicklungen
auf allen Phasen fiir den Antrieb zur Verfiigung, wiahrend bei getrennten
Wicklungen nur die Hilfte der Phasen fiir die Ubertragung der Wirklei-
stung an den Motor genutzt werden kann. Sind hohe Drehmomente oder
hohe Beschleunigungsraten gefragt, sinken darum die Anforderungen an
den Inverter fiir kombinierte Wicklungen.

Dagegen erfordert die Regelung kombinierter Wicklungen grossere Auf-
merksamkeit. Da bei kombinierten Spulen sowohl die induzierte Span-
nung als auch die fiir das Lager bendtigte Spannung tiberlagert werden,
nimmt die Spannungsreserve fiir das Lager — und damit die maxima-
le Lagerdynamik — mit der Drehzahl ab. Es muss daher bereits in der
Wicklungsauslegung Sorge getragen werden, dass bei Maximaldrehzahl
geniigend Spannungsreserve zum sicheren Betrieb des Lagers vorhanden
ist. Zudem sind die Induktivitdten fiir Lager- und Antriebsstrome unter-
schiedlich, was bei der Stromregelung bedacht werden muss. Hingegen
sind bei getrennten Wicklungen Lager- und Antriebswicklungen entkop-
pelt, die Lagerdynamik ist nicht drehzahlabhéngig und die Auslegung
der beiden Systeme kann unabhéngig voneinander erfolgen.

Schliesslich muss noch darauf hingewiesen werden, dass bei getrennten
Wicklungen in der Regel mehr Spulen notwendig sind, was die Konstruk-
tion komplexer und teuer macht als bei kombinierten Wicklungen.

Die einzelnen Vorteile der Wicklungsarten sind nochmals in Tabel-
le 3.1 zusammengefasst. Sofern der zur Verfiigung stehende Inverter aus-
reichend Scheinleistung zum Erzeugen der Aufstartkraft und zum Errei-
chen der maximalen Drehzahl aufweist, bieten kombinierte Wicklungen
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Tabelle 3.1: Vorteile kombinierter und getrennter Wicklungen.

kombinierte Wicklungen getrennte Wicklungen

Aufteilung der Antriebsleistung auf ¢ Keine Anforderung an Inverter-
alle Wicklungen Scheinleistung durch Luftspalt und

Geringere Kupferverluste Maximaldrehzahl

Einfacherer Aufbau durch geringere ° Lagerdynamik drehzahlunabhéngig

Spulenanzahl o Einfachere Regelung

Keine Aufteilung des Wickelraums e Unabhéngige Auslegung von Lager
auf Lager und Antrieb notwendig und Antrieb moglich

durch geringere Verluste, hohere iibertragbare Leistung sowie einfacheren
Aufbau deutliche Vorteile. Auch wenn die Regelung getrennter Wicklun-
gen einfacher ist, stellt dies bei kombinierten Wicklungen kein grosses
Problem mehr dar.

3.2.2 Bedingungen fiir mogliche Wicklungen
Mindestanzahl an Phasen

Die Spulen des lagerlosen Motors miissen fiir Kraft- und Drehmoment-
bildung zwei voneinander unabhédngige Magnetfelder erzeugen. Da jedes
Feld in Amplitude und Winkel variabel ist, miissen mindestens vier Frei-
heitsgrade aktiv geregelt werden. Dies ergibt eine Mindestphasenzahl von

Mmin 2 4. (36)

Fiir jeden Sternpunkt in der Verschaltung der Spulen ist eine weitere
Phase notwendig. Ist Einphasencharakteristik mit hohen Drehmoment-
schwankungen und Positionen ohne Drehmomentbildung im Antrieb zu-
lassig, so kann wiederum ein Freiheitsgrad eingespart werden.

Bedingungen fiir Spulenanzahl

Fiir Rotorpolpaarzahlen bis ppy < 3 kénnen die Polpaarzahlen fiir La-
ger und Antrieb nur iiber die Grundwelle des Ankerstrombelags erzeugt
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werden. Erst ab vierpolpaarigen Rotoren ist es moglich, die im Statorfeld
vorkommenden Oberwellen fiir Lager und Antrieb zu nutzen, wie dies in
[10] fiir grosse Multipolarmotoren vorgestellt wird. Da in dieser Arbeit
nur niedrige Polpaarzahlen behandelt werden, wird die Analyse im Fol-
genden auf die Kraft- und Drehmomentbildung tiber die Grundwelle des
Statorfeldes bzw. Ankerstrombelags beschréankt.

Zur Erzeugung eines Feldes mit p Polpaaren muss dann die Anzahl
der Spulen N grosser als die Anzahl zu erzeugender Pole sein. Wére
die Spulenanzahl gleich der Polzahl wiirde eine Phasenverschiebung zwi-
schen beiden Spulen von 180° nur einen regelbaren Freiheitsgrad ergeben.
Damit gilt fiir die Anzahl der Spulen fiir Lager und Antrieb

ang > 2 * Pbng = 2- (pPM + 1)7 (37)
Ndrv >2- Pdrv = 2. bpM- (38)

Die Anzahl an Lager- und Antriebsspulen muss indes gleich sein
N = Npng = Narv, (3.9)

da sie bei kombinierten Wicklungen identisch sind, und bei separaten
Wicklungen abwechselnd nebeneinander auf dem Stator angeordnet wer-
den.

Bei einpolpaarigen Rotoren sind damit mindestens N = 5 Spulen,

fiir zweipolpaarige Konzepte mit (p + 1)-Lager mindestens N = 7 Spu-
len notwendig. Bei getrennten Wicklungskonzepten gilt dies jeweils fiir
Lager und Antrieb und die Gesamtanzahl an Spulen verdoppelt sich,
Nges = 2N.
Damit sind bereits alle Bedingungen fir kombinierte Wicklungen vor-
handen. Da die Polpaarzahlen von Lager- und Antriebsfeld keinen ge-
meinsamen Teiler besitzen, existieren keine zwei Spulen, welche zu jeder
Zeit den gleichen Strom fiithren. Eine Reduktion der Phasen durch Reihen-
schaltung der Spulen ist somit nicht méglich. Jede Spule muss durch eine
separate Phase angesteuert werden. Mehr als acht Spulen sind aufgrund
der hohen Phasenzahl und des daraus resultierenden leistungselektroni-
schen Aufwands nicht mehr sinnvoll.

Fiir getrennte Wicklungen gilt diese Einschrinkung nicht. Da Lager-
und Antriebsspulen separat verschaltet werden, kann die Phasenzahl m
durch Reihenschaltung von Npn Spulen pro Phasen reduziert werden.
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Damit ergibt sich die Phasenzahl fiir Lager- und Antrieb zu

N
Mpng = ——— und Mary = (3.10)

Nph,bng Nph,drv

Die Phasenzahl fiir Lager und Antrieb kann grundsétzlich verschieden
sein. Hinzu kommt die Bedingung, dass der elektrische Winkel zwischen

zwei Phasen
2

QOph = E (311)

zu den Phasenwinkeln der Spulen passen muss. Dazu muss dieser ein
ganzzahliges Vielfaches des kleinsten von Null verschiedenen elektrischen
Winkels zwischen zwei Spulen

Psp = %ﬂ -ggT (N, p) (3.12)
fiir ein Statorfeld mit Polpaarzahl p sein [41]. So ist beispielsweise bei
N = 12 Spulen fiir ein zweipolpaariges Feld (p = 2) die Phasenverschie-
bung zwischen zwei Spulen g, = 60°, was nur drei- oder sechsphasig
angesteuert werden kann. Fiir ein dreipolpaariges Feld p = 3 ergibt sich
wiederum ein Winkel von ¢g, = 90°, welcher nur mit m = 4 Phasen
erzeugt werden kann.

Fiir die mogliche Phasenzahl bei separaten Wicklungen gilt damit die
Bedingung
¥ph N
o e, 3.13
psp  m-ggT(N,p) (313)

welche fiir Lager- und Antriebswicklung erfiillt sein muss.

Eine gleichsinnige Reihenschaltung angrenzender Spulen fithrt effektiv
zu einer Reduktion der Spulen und ist nur zuldssig, wenn die Bedin-
gung in GIl. 3.7 erfillt bleibt. Auch die gegensinnige Reihenschaltung
angrenzender Spulen bewirkt, dass zusétzlich ein Magnetfeld mit halber
Polpaarzahl entsteht. Dies kann negative Effekte wie die Kopplung von
Lager und Antrieb oder nichtlineares Verhalten bewirken. Ein Beispiel
ist die 2x8-Spulen Topologie, die spéter erlautert wird.
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3.2.3 Leistungselektronik

Da sich die untersuchten Topologien in ihrer Phasenanzahl unterscheiden,
variiert auch der Aufwand fiir die notwendige Leistungselektronik. In
Abb. 3.6 sind zwei-, drei- und vierphasige Wechselrichter dargestellt. Pro
Phase wird eine Halbbriicke bestehend aus zwei Leistungsschaltern und
zwei Dioden sowie ein Stromsensor benétigt. Pro Sternpunkt kann ein
Stromsensor entfallen und zudem werden keine Riickleiter benotigt.

Die zweiphasige Ansteuerung (Abb. 3.6(a)) wird nur fiir getrennte
Wicklungen verwendet, da hier fiir Lager und Antrieb je zwei Phasen aus-
reichen. Zwei Dreiphasensysteme, wie in Abb. 3.6(b) dargestellt, konnen
sowohl fiir getrennte Wicklungen eingesetzt werden — wobei ein System
das Lager, das andere den Antrieb ansteuert — als auch fiir kombinierte
Wicklungen, da symmetriebedingt die sechs kombinierten Phasen in zwei
Dreiphasensysteme zerlegt werden konnen (siehe Gl. 2.50 und Gl. 2.51).

Der vierphasige Wechselrichter (Abb. 3.6(c)) ist fiir kombinierte Wick-
lungen mit acht Phasen, welche wiederum in zwei Vierphasensysteme ge-
teilt werden konnen, notwendig. Fiir getrennte Wicklungen kénnen vier
Phasen durch weitere Reihenschaltung in zwei Phasen iiberfithrt werden,
weswegen dieser Wechselrichter dort nicht benétigt wird.

Fiir filnfphasige kombinierte Wicklungen wird ein Wechselrichter mit
flinf Phasen benétigt, welcher hier nicht dargestellt ist. Dieser besteht
aus fiinf Halbbriicken in Sternschaltung und vier Stromsensoren. Héhere
Phasenzahlen sind natiirlich moglich, wobei der Aufwand stetig steigt
und deshalb diese Méglichkeiten nicht in Betracht gezogen werden.

3.2.4 Wicklungstopologien fiir ein- und
zweipolpaarige Rotoren

In Abbildung 3.7 sind alle sinnvollen Topologien mit kombinierten und
getrennten Wicklungen fiir ein- und zweipolpaarige Rotoren sowie die
Verschaltung der Spulen dargestellt. Diese Topologien werden zunéchst
vorgestellt und anschliessend beziiglich Leistungsfdhigkeit von Lager- und
Antrieb verglichen. Es werden dabei nur Topologien berticksichtigt, wel-
che nicht mehr als insgesamt acht Phasen benétigen.
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Abbildung 3.6: Leistungselektronik fiir zweiphasige (a), dreiphasige (b) und vierpha-
sige (c) Ansteuerung. Diese kénnen sowohl bei getrennten als auch bei kombinierten
Wicklungen eingesetzt werden.

Topologien fiir einpolpaarige Rotoren

Fiir einpolpaarige Rotoren sind nach Gl. 3.7 mindestens fiinf Spulen not-
wendig. Mit fiinf Halbbriicken und vier Stromsensoren ist dies die To-
pologie mit dem geringsten Aufwand beziiglich Leistungselektronik und
Spulenanzahl. Bei sechs Spulen wird eine Halbbriicke mehr benétigt, al-
lerdings konnen aufgrund der Symmetrie der sechs Phasen diese in zwei
Dreiphasensysteme aufgeteilt werden. Hierfiir sind bereits integrierte drei-
phasige IGBT Module erhéltlich.

Hohere Phasenzahlen sind fiir einpolpaarige Rotoren mit kombinierten
Wicklungen nicht sinnvoll. Es besteht jedoch die Moglichkeit, die Spulen-
anzahl zu verdoppeln und je zwei Spulen gegengleich in Reihe zu schalten,
jeweils mit einem Abstand von drei Spulen. Damit erhélt man je eine To-
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kombinierte Wicklungen getrennte Wicklungen
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Abbildung 3.7: Ubersicht aller fiir ein- und zweipolpaarige Rotoren sinnvollen To-
pologien mit kombinierten und getrennten Wicklungen.
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pologie mit N = 10 und N = 12 Spulen, ohne die Phasenzahl zu erhéhen.
Die 10-Spulen Topologie wird bereits in [31, 48] beschrieben.

Die kombinierte 6-Spulen Topologie kann in ein getrenntes 2x6-Spulen
Konzept tberfiihrt werden. Lager- und Antriebsspulen werden dann se-
parat in Stern verschalten und von je einem Dreiphasensystem gespeist.
Beide Konzepte sind aus magnetischer Sicht fast dquivalent, da sich die
Spulenanordnung nicht dndert. Lediglich die etwas schmaleren Spulen
des getrennten Konzepts bewirken eine bessere Ausnutzung des Magnet-
felds. Ansonsten gelten die bereits erwahnten Vor- und Nachteile der
getrennten Wicklungen.

Zwar konnte auch die kombinierte 5-Spulen Topologie in ein getrenntes
Konzept tiberfithrt werden, allerdings wéiren dann fiir Lager und Antrieb
jeweils funf Phasen, insgesamt also zehn Phasen notwendig. Dies zeigt die
Bedingung in Gl. 3.13, welche fiir N = 10 nur my,,e = 5 im Lager und
Mary = D oder mqyy = 2 im Antrieb zuldsst. Letzteres fithrt jedoch zu
Einphasencharakteristik im Antrieb. Diese Topologie wird deshalb nicht
betrachtet.

Topologien fiir zweipolpaarige Rotoren

Lésst man zu, dass das Lager ein Feld pyne = ppy — 1 mit einem Polpaar
weniger als der Rotor erzeugt, so kann jede fiir einpolpaarige Rotoren
verwendete Topologie auch fiir zweipolpaarige Rotoren verwendet wer-
den. Das Lagerfeld ist dann einpolpaarig, das Antriebsfeld zweipolpaarig
und somit sind Lager und Antrieb vertauscht. Der Nachteil liegt, wie
in Kapitel 2 erklart, darin, dass die Leistungsfdhigkeit des Lagers hier
deutlich reduziert ist. Zusammen mit der grosseren Radialsteifigkeit sind
diese Topologien deshalb nicht zu empfehlen.

Darum wird eine Polpaarzahl von pyp,, = 3 fiir das Lager von zwei-
polpaarigen Rotoren gefordert. Die Mindestanzahl an Spulen liegt dann
bereits bei N = 7, was fiir kombinierte Wicklungen zu m = 7 Phasen
fihrt. Mit Vorteil fithrt man diese jedoch mit N = 8 Spulen und acht
Phasen aus, da dann die Anordnung auf zwei vierphasige Systeme re-
duziert werden kann. Dies ist die einzige kombinierte Topologie, die fiir
zweipolpaarige Rotoren untersucht wird.

Die erste Topologie mit getrennten Wicklungen, welche alle drei Be-
dingungen aus den Gleichungen (3.7), (3.10) und (3.13) erfillt, ist eine
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Abbildung 3.8: Schematische Darstellung der ungiinstigen 2x8-Spulen Topologie (a)
und FFT-Analyse des von Lager- und Antriebsspulen erzeugten Luftspaltfelds (b). Da
das Lager neben dem gewiinschten Feldanteil mit Ordnungszahl 8 eine grosse Feld-
komponente mit Ordnungszahl 1 erzeugt, ist diese Topologie ungeeignet. Die beiden
Feldanteile erzeugen zusammen mit einem zweipolpaarigen Rotor gegenldufige La-
gerkrifte, welche sich je nach Rotorwinkel entgegenwirken oder verstarken. Dadurch
schwankt die Lagerkraft dieser Topologie stark in Amplitude und Richtung (c).

2x8-Spulen Topologie. In der Simulation zeigt sich jedoch, dass die La-
gerkraft bei dieser Topologie nicht vom Rotorwinkel unabhéngig ist. Ab-
bildung 3.8 zeigt die Verschaltung der Spulen, die harmonische Analyse
des aus Lager- und Antriebsstrom resultierenden Luftspaltfelds und die
auf den Rotor wirkende Lagerkraft bei Drehung des Rotors. Wird das
Lager — wie in Kapitel 2 beschrieben — feldorientiert bestromt, schwankt
der Betrag der Lagerkraft um 428 % und die Kraftrichtung um +19°
bei Drehung des Rotors. Der Grund hierfiir liegt in der Reihenschaltung
der nebeneinanderliegenden Lagerspulen. Dadurch wird nicht nur ein La-
gerfeld mit Polpaarzahl py,,, = 3, sondern auch ein einpolpaariges Feld
erzeugt, wie in Abb. 3.8 zu sehen ist. Diese beiden Feldanteile erzeugen
geméss Gl. 2.30 und GI. 2.37 gegenldufig vom Rotorwinkel abhéngige La-
gerkrifte, die sich je nach Rotorwinkel verstirken oder schwichen. Daher
resultiert die Schwankung in Betrag und Winkel der Kraft. Auch wenn
sich dieses nichtlineare Verhalten theoretisch durch die Regelung kompen-
sieren liesse, wiren die maximale Lagerkraft und die Lagerqualitit dieser
Topologie deutlich beeintréachtigt. Darum wird diese Topologie verworfen
und nicht weiter betrachtet.

Die 2x16-Spulen Topologie zeigt ein dhnliches Verhalten wie die 2x8-
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Spulen Topologie. Obwohl hier der Betrag der Lagerkraft nur um +11 %
und die Richtung um +11° schwanken, wird auch diese Topologie verwor-
fen.

Ubrig bleiben die Topologien mit 2x9-, 2x12- und 2x18-Spulen, deren
Luftspaltanalyse in Abb. 3.9 dargestellt ist. Diese Topologien erzeugen
mit einem Antriebsstrom hauptséchlich ein p = ppy Feld und mit einem
Lagerstrom ein p = ppy+1 Feld. Zu beachten sind jedoch die zusétzlichen
Harmonischen bei der 2x9-Spulen Topologie. Die im Lagerfeld enthaltene
sechste Harmonische erzeugt zusammen mit der sechsten Harmonischen
des radial magnetisierten Rotors ein Drehmoment. Aus diesem Grund
ist die 2x9-Spulen Topologie nur mit einem Halbach-Rotor zu empfehlen,
da bei diesem die sechste Harmonische fehlt (vgl. Abb. 3.2(c)). Der An-
trieb erzeugt jedoch auch mit dem Halbach Rotor eine Lagerkraft, da im
Antriebsfeld eine erste Harmonische (p = 1) enthalten ist. Der Betrag die-
ser Lagerkraft kann mit 16 % des Antriebsstroms im Lager kompensiert
werden.

Die 2x12- und 2x18-Spulen Topologien weisen keinerlei Kopplung zwi-
schen Lager und Antrieb auf und sind damit als getrenntes Wicklungs-
konzept fiir zweipolpaarige Rotoren am besten geeignet. Die 2x12-Spulen
Topologie wird mit drei Phasen im Antrieb und zwei Phasen im Lager
betrieben, die 2x18-Spulen Topologie mit je drei Phasen.

3.2.5 Vergleich der Topologien

Um die Leistungsfédhigkeit des Lagers und des Antriebs der unterschied-

lichen Topologien vergleichen zu kénnen, werden normierte Lager- und

Antriebskonstanten kf, = Ai und ky; = A% als Verhéltnis von Kraft bzw.
S S

Moment zur Amplitude Ag des Ankerstrombelags in den Spulen einge-
fihrt. Damit sind diese Parameter unabhéingig von der Windungszahl
und der Spulenanzahl. Sie hdngen mit den strombezogenen Konstanten
iiber die Windungszahl N, den Spulendffnungswinkel ¥ und dem mittle-
ren Spulenradius 7, wie folgt zusammen:

kp=— = - kp (3.14)
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Abbildung 3.9: Analyse des von den Spulen erzeugten Luftspaltfelds der 2x9-Spulen
(a), 2x12-Spulen (b) und 2x18-Spulen Topologie (b). Die Felder wurden in 2D-FEM
mit einer Amplitude des Ankerstrombelags von Ag =10 A/mm ohne magnetisierten
Rotor simuliert und der Feldverlauf in der Mitte des Luftspalts mittels FFT in die
harmonischen Anteile zerlegt.

M N
k= — = ~km- 3.15
MR T oy (3.15)

Diese Werte werden fiir jede Topologie in 3D-FEM Simulationen ermit-
telt, wobei die gesamte Spulenfliche fiir jede Topologie gleich ist, sodass
bei gleichem Ankerstrombelag die Kupferverluste gleich sind. Die Lei-
stungsfahigkeit der Topologien ist so direkt vergleichbar. Alle Ergebnisse
werden auf die kombinierte 6-Spulen Topologie mit einpolpaarigem Ro-
tor normiert. Fiir diese Topologie gilt kp y_g = 1.23N/(A mm~!) und
kprn—g = 66.6 mNm/(A mm™").

In Abb. 3.10 sind die Ergebnisse aller untersuchten Topologien im Ver-
gleich dargestellt, wobei die Werte auf die 6-Spulen Topologie als Re-

ferenz normiert wurden. Es zeigt sich, dass die 6-Spulen Topologie den
leistungsfahigsten Antrieb fiir einpolpaarige Rotoren besitzt. Die Doppel-
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Abbildung 3.10: Vergleich der Leistungsfidhigkeit des Lagers und des Antriebs aller
untersuchten Topologien normiert auf die Daten der einpolpaarigen 6-Spulen Topolo-
gie. Die Resultate wurden mittels 3D-Simulation ermittelt.

spulenanordnungen mit zehn und zwo6lf Spulen sind deutlich schwécher im
Antrieb, dafiir stdrker im Lager. Dies ist von Vorteil, wenn grossere Luft-
spalte oder hohere Drehzahlen erreicht werden sollen, ohne die Inverter-
Scheinleistung und damit die Anforderungen an Strom- und Spannungs-
grenzen des Umrichters zu erhéhen.

Bei den zweipolpaarigen Topologien muss bedacht werden, dass die
radiale Steifigkeit des Rotors um 41 % grosser ist als die des einpolpaari-
gen Rotors. Dementsprechend ist ein leistungsfihigeres Lager gefordert.
Keine der Topologien erreicht diesen Wert, was bedeutet, dass hohere An-
kerstrombeldge bzw. Stromdichten zum Aufstarten notwendig sind. Er-
wartungsgeméss schlecht ist die 6-Spulen Topologie, da diese das Lager
mit einem einpolpaarigen Feld realisiert. Das beste Lager weist die 2x18-
Spulen Topologie auf, den besten Antrieb die 2x12-Spulen Topologie. Da
bei kombinierten Spulen die Leistung durch alle Phasen iibertragen wer-
den kann, ist auch die 8-Spulen Topologie fiir hohe Drehmomente und
Leistungen gut geeignet, wohingegen der Aufwand fiir Leistungselektro-
nik hier am grossten ist.

Die Anforderungen an die Leistungselektronik sowie die Leistungsda-
ten der Topologien sind nochmals in Tab. 3.2 zusammengefasst.
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Tabelle 3.2: Vergleich der Topologien beziiglich Leistungselektronikbedarf und Lei-
stungsfihigkeit von Lager und Antrieb (normiert auf die 6-Spulen Topologie).

Topologie Leistungselektronik Antrieb Lager
N ppum | Phasen Halbbriicken Stromsensoren o Fire o Fong
drv,N=6 bng , N=6
5 1 5 5 4 99% 88%
6 1 2x3 6 4 100% 100%
2x6 1 2x3 6 4 100% 100%
10 1 5 5 4 82% 102%
12 1 2x3 6 4 73% 111%
6 2 2x3 6 4 112% 79%
8 2 2x4 8 6 117% 113%
2x9  2° 2x3 6 4 107%>  112%
2x12 2 342 7 5 126% 126%
2x18 2 2x3 6 4 122% 137%

a Halbach-Magnetisierung (sonst diametral bzw. radial)
b Der Antrieb erzeugt eine Lagerkraft, die mit 16 % des Antriebsstroms im Lager
kompensiert werden muss.

3.3 Zusammenfassung

Fiir einpolpaarige Rotoren wurden vier kombinierte und ein getrenn-
tes Wicklungskonzept verglichen. Die 6-Spulen Topologie ist hinsichtlich
Komplexitdt des Aufbaus und der Leistungselektronik am einfachsten
und weist den leistungsfahigsten Antrieb auf. Sofern der Umrichter den
Anforderungen an die Scheinleistung dieser Topologie entspricht, ist sie
die zu bevorzugende Variante.

Es wurde gezeigt, dass zweipolpaarige Rotoren Vorteile durch deutlich
grossere sowie homogene Steifigkeiten aufweisen. Dies ist vor allem bei
Rotoren mit grossem Durchmesser wichtig, bei denen eine hohe Kippstei-
figkeit gefordert ist, sowie fiir Anwendungen mit grossen axialen Lasten,
wie z. B. Axialliifter. Zudem ist die Leistungsfahigkeit des Antriebs dieser
Topologien grosser als bei einpolpaarigen Motoren. Nachteilig sind die ge-
steigerte Komplexitdt durch die grosse Spulenanzahl sowie die héheren
Verluste der zweipolpaarigen Rotoren, wie in Kapitel 6 gezeigt wird.

Mehr als zwei Rotorpolpaare sind fiir die untersuchte Motorgrosse nicht
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sinnvoll, da sie geringere Steifigkeiten und héhere Verluste zur Folge hét-
ten.

Sowohl fiir ein- als auch fiir zweipolpaarige Rotoren sind kombinierte
und getrennte Wicklungskonzepte moglich. Bei kombinierten Wicklungen
kann die gesamte Leistung des Umrichters iiber alle Phasen dem Antrieb
zur Verfliigung gestellt werden. Hingegen werden gewisse Anforderungen
an Strom- und Spannungsgrenzen durch die Aufstartdistanz und die Ma-
ximaldrehzahl definiert.

Insgesamt kann je nach Anforderung und zu Verfiigung stehendem
Umrichter aus zehn verschieden Topologien gewéhlt werden.
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Kapitel 4

Auslegung und Realisierung
der Prototypen

Aus den im vorangegangenen Kapitel vorgestellten Topologien wurde
die 6-Spulen Topologie fiir einpolpaarige Rotoren und die 2x18-Spulen
Topologie fiir zweipolpaarige Rotoren ausgewéahlt, um anhand mehrerer
Prototypen mit verschiedenen Rotordurchmessern und Drehzahlen die
Leistungsfédhigkeit der nutenlosen Topologie zu demonstrieren und die
theoretischen Uberlegungen zu verifizieren.

In diesem Kapitel werden zunéchst die einzelnen Prototypen vorge-
stellt. Anschliessend wird in einer Festigkeitsanalyse des Rotormantels
die Bestimmung der zulédssigen Maximaldrehzahl der Motoren erldutert.
Weiterhin werden Konstruktionsrichtlinien zur Auslegung des Luftspalts
und der Rotor- und Statorgeometrie vorgestellt, welche es ermoglichen
einen nutenlosen Scheibenldufermotor moglichst gut an die gewiinschten
Anforderungen fiir passive Steifigkeit und Antriebsmoment anzupassen.

4.1 Vorstellung der realisierten Prototypen

Abbildung 4.1 zeigt eine Ubersicht der aufgebauten Prototypen und de-
ren Vergleich hinsichtlich Drehzahl und Rotordurchmesser. Die Namens-
gebung der Prototypen erfolgt iiber ihren Rotordurchmesser in Zentime-
ter. Der kleinste Prototyp S02 mit 2.2 cm Rotordurchmesser erreicht die
hochste Drehzahl von 150000 U/min und auch die héchste Umfangsge-
schwindigkeit. Er dient als Demonstrator fiir hohe Drehzahlen. Die zwei
Prototypen S10.1 und S10.2 mit je 10 cm Rotordurchmesser, welche sich
nur durch Rotor- und Statorhthe unterscheiden, sind fiir die Anwendung
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Abbildung 4.1: Vergleich von Rotordurchmesser und Nenndrehzahl der realisierten
Prototypen im doppelt-logarithmischen Massstab.

in Radialventilatoren konzipiert. Der Prototyp S10.1 dient in den meisten
Untersuchungen dieser Arbeit als Referenzgeometrie. Beide Prototypen
besitzen jeweils sechs kombinierte Spulen und einen einpolpaarigen Ro-
tor.

Der Prototyp S16, welcher als Axialventilator mit dem 2x18-Spulen
Konzept ausgefithrt wurde, ist mit einem zweipolpaarigem Rotor aus-
gestattet. Der grosste Prototyp S37 weist einen Rotordurchmesser von
etwa 37 cm auf. Dieser Motor ist die nutenlose Adaption eines bestehen-
den lagerlosen Multipolarmotors [10] und demonstriert die Eignung der
nutenlosen Topologie fiir grosse Rotordurchmesser.

Eine Aufstellung der Eckdaten und geometrischen Parameter aller Pro-
totypen ist in den Tabellen 4.1 und 4.2 zu finden.
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Tabelle 4.1: Parameter der Prototypen S10.1 und S10.2.

S10.1 S10.2
Geometrie des Motors
Aussendurchmesser Dy 170 mm 170 mm
Motorhohe hyv 23 mm 33 mm
Spulenanzahl N 6x kombiniert 6x kombiniert
Geometrie des Rotors
Polpaarzahl pr 1(2)% 1
Rotordurchmesser Dr 102 mm 102 mm
Rotorhohe hr 19 mm 29 mm
Freier Luftspalt Ofrei 2 mm 2 mm
Antriebseigenschaften
Drehzahl n 20000 U/min 20000 U/min
Umfangsgeschwindigkeit u 107 m/s 107 m/s

@ Variante S10.1-P2 mit zweipolpaarigem Rotor (statt einpolpaarig)

Tabelle 4.2: Parameter der Prototypen S02, S16 und S37.

S02 S16 S37
Geometrie des Statoreisens
Dy 45 mm 232 mm 445 mm
hw 12 mm 25 mm 25 mm
N 6x kombiniert = 18xAntrieb, 18xLager 24x kombiniert

Geometrie des Rotors

pr 1 2 10

Dr 22 mm 165 mm 370 mm

hr 9 mm 25 mm 26 mm

Otrei 1.4 mm 3.5 mm 6 mm
Antriebseigenschaften

n 150000 U/min 12000 U/min 3500 U/min
u 173 m/s 104 m/s 68 m/s
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Abbildung 4.2: Fotografie des Prototypen S10.1.

4.1.1 Prototypen der Serie S10: 102 mm Rotoren
verschiedener Hohe und Dicke

Der Prototyp S10.1, dessen Fotografie in Abb. 4.2 abgebildet ist, stellt die
Referenzgeometrie fiir die meisten Untersuchungen dieser Arbeit dar. Der
Rotor hat einen Aussendurchmesser von 102 mm. Durch ein zusétzliches
Spiralgehéuse, auch Volute genannt, sowie ein Laufrad, kann dieser Mo-
tor als Radialventilator betrieben werden, wie dies in Kapitel 7 genauer
beschrieben wird. Die Nenndrehzahl dieses Motors betrdgt 20 000 U/min.

Der Motor wurde als Experimentalplattform ohne Gehéduse ausgefiihrt,
um durch hohe Variabilitdt des Aufbaus und einfache Zuginglichkeit al-
ler Bauteile Tests und Experimente zu erleichtern. In Abb. 4.3 wird der
Aufbau des Prototypen S10.1 in Explosionsdarstellung gezeigt. Der Auf-
bau der weiteren Prototypen ist dhnlich. Das ringférmige Statoreisen aus
Elektroblech M270-35A [49] hat eine Hohe von 12.5 mm. Halbschalen aus
Polyamid — im 3D-Druckverfahren hergestellt — dienen der Befestigung
des Stators und der Aufnahme der Spulen sowie der Sensoren. Die Spulen
wurden manuell auf den ringférmigen Stator gewickelt. Die Sensoren zur
Positions- und Winkelmessung werden zwischen den Spulen im Luftspalt
an den Halbschalen befestigt. Ein Ring aus PET dient als Trennwand
zwischen Rotorraum und Stator und im Falle eines Absturzes des Rotors
als Notlauflager.

Der Rotor besteht aus zwei Rotorschalen, welche die Magnetsegmente
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Deckel — » = o>
(PMMA) - - -

P
Magnete -\
(NdFeB)
\ m Rotorschalen
/‘ sL / (Edelstahl)
o~

Rotorriickschluss
(Eisen)

Wicklungen —
(Kupferlackdraht)

Spulenschalen
(Polyamid)

Statoreisen O .
(Elektroblech M270-35A)

Kammerwand
(PET) e

Basisplatte
(PVC)

Abbildung 4.3: Explosionsdarstellung des Prototypen S10.1. Der Prototyp S10.2
ist beztglich des Aufbaus identisch, alle weiteren Prototypen sind im Aufbau dem
Prototypen S10.1 sehr &hnlich.

und den Riickschluss umschliessen und im Laserschweissverfahren ver-
bunden werden. Die Magnete sind mit Apyy = 15 mm etwas hoher als das
Statoreisen. Mit ihrem Aussendurchmesser Dpy = 97 mm entsteht ein
magnetischer Luftspalt zum Stator von dmae = 9.5 mm. Eine Basisplatte
und ein Deckel aus Kunststoff stellen in diesem Falle die Montageplatt-
form des Motors dar. Diese konnen einfach durch ein Gehéuse ersetzt
werden, wie dies beim Prototypen S16 realisiert wurde.

Der Prototyp S10.1 kann auch mit zweipolpaarigem Rotor betrieben
werden; diese Variante wird dann als S10.1-P2 bezeichnet. Wie in Ka-
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einpolpaariger Rotor
v / f& (022 em)

.~ Stator und Spulen eingegossen

Abbildung 4.4: Fotografie des Prototypen S02.

pitel 3 erlautert, ist die 6-Spulen Topologie mit zweipolpaarigem Rotor
zwar moglich, weist aber ein sehr schlechtes aktives Magnetlager auf. Dies
konnte auch im Betrieb der Variante S10.1-P2 bestétigt werden. Aus-
gefithrt wurde diese Variante vor allem zum Testen des Einflusses der
Polpaarzahl auf die Verluste und die Axialsteifigkeit, ohne die Geometrie
zu verandern. Wird im weiteren die Variantenbezeichnung weggelassen
und nur vom Typ S10 gesprochen, so ist stets der einpolpaarige Rotor
(510.1-P1) gemeint.

In &hnlicher Weise wurde ein zweiter Prototyp S10.2 aufgebaut. Um
den freien Innendurchmesser des Rotors zu erhéhen besitzt dieser Motor
nur halb so dicke Magnete. Um trotzdem vergleichbare Steifigkeiten zu
erreichen, wurde die Statorhéhe auf hg = 23 mm und die Magnethohe auf
hs = 25 mm vergrossert. Damit wurde der Innendurchmesser des Stators
beim S10.2 von 45 mm auf 64 mm erhdht.

4.1.2 Prototyp S02: 22 mm High-Speed-Motor

Der kleinste und schnellste Motor der Serie ist der Prototyp S02, zu sehen
in Abb. 4.4. Der Rotor besteht aus einer soliden diametral magnetisier-
ten Magnetscheibe mit Durchmesser Dpy = 20 mm, welche von einem
1mm dicken Ring aus Edelstahl ummantelt ist. Zur Verringerung von
Hochfrequenzverlusten wurde das Statoreisen aus dem amorphen Mate-
rial Metglas mit einer Blechdicke von 25 pm gefertigt und die Spulen mit
Litzdraht ausgefithrt. Statoreisen und Spulen sind in Epoxidharz einge-
gossen, welches ein Vibrieren der Spulen verhindert und in Verbindung
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zweipolpaariger Rotor
(©16.5 cm)

18 Antriebsspulen
/18 Lagerspulen
\ \ » Sensoren >

..

Abbildung 4.5: Fotografien des Prototypen S16 mit Rotor (links) und ohne Rotor
(rechts).

mit dem umgebenden Aluminiumring die Befestigung des Stators ermog-
licht.

Die maximal erreichte Drehzahl dieses Motors ist 150 000 U/min. Bei
hoheren Drehzahlen ist mit dem mechanischen Versagen des Permanent-
magneten zu rechnen.

4.1.3 Prototyp S16: 165 mm Rotor

Der Prototyp S16 wurde in der 2x18-Spulen Topologie ausgefiihrt. Der
zweipolpaarige Rotor hat einen Aussendurchmesser von 165 mm. Bei
der Konstruktion wurde durch Weglassen des Rotorriickschlusses ein
vergleichsweise grosser Innendurchmesser Dy ; = 138 mm erreicht, was
besonders fiir die Anwendung als Axialventilator wichtig ist. Die Ro-
torgeometrie wurde angelehnt an den Axialventilator mit Homopolar-
Magnetlager, welcher in der Dissertation von C. Zingerli [14] untersucht
wurde. Auch das Fligelrad wurde dieser Arbeit entnommen.

Abbildung 4.5 zeigt den Motor im ge6ffneten Gehéduse. Zu sehen sind
die 18 schmalen Lagerspulen und die breiteren Antriebsspulen. Nach je-
der sechsten Spule ist, jeweils in einer Liicke zwischen den Spulen, ein
Sensor befestigt. Die Konstruktion erfolgte vergleichbar zum Prototypen
S10.1 mit Halbschalen, welche den Stator umgeben und auf welche die
Spulen direkt gewickelt werden. Das Gehéduse ermoglicht die Montage des
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Statorsegment
mit vier Spulen

Verschraubung der
Statorsegmente

Montageplatte

Abbildung 4.6: Fotografie des Prototypen S37 ohne Rotor.

Motors als Lifter an einem genormten Flansch fiir Rohre mit Nennweite
DN150 [50].

Um den Innenradius fir das Fliigelrad moglichst gross zu halten, ist der
Motor in seiner Standardausfithrung ohne Rotorriickschluss ausgefiihrt.
Ausserdem existiert eine Variante mit 8 mm Rotorriickschluss, welche als
S16-RS8 bezeichnet wird. Diese weist hohere Steifigkeiten auf und wurde
fiir Experimente und Messungen verwendet. Wird die Variante mit Riick-
schluss verwendet, ist die Variantenbezeichnung eindeutig angegeben.

Der Motor wurde fiir eine Drehzahl von 12 000 U/min ausgelegt, welche
auch im Liifterbetrieb mit Fliigelrad stabil erreicht wird. Die mechanische
Ausgangsleistung betrigt bei Nenndrehzahl im optimalen Betriebspunkt
des Fligelrads Ppecn = 672 W. Weitere Details zum Betrieb dieses Mo-
tors als Liifter werden in Kapitel 7 erlédutert.

4.1.4 Prototyp S37: 370 mm Rotor

Der Prototyp S37 stellt mit 37 cm Rotordurchmesser den grossten reali-
sierten Motor dieser Arbeit dar (siche Abb. 4.6). Dabei demonstriert er
nicht nur die Realisierbarkeit solch grosser nutenloser Motoren, sondern
ermoglicht auch den direkten Vergleich mit einem genuteten Motor. Die
Konstruktion erfolgte in starker Anlehnung an einen Scheibenldufermo-
tor, welcher auch in [10, 51] untersucht wurde.

Der Rotor dieses Prototyps wurde von der genuteten Variante ohne
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Anderungen iibernommen. Auch der mechanische Luftspalt ist identisch,
sodass beide Motoren in der gleichen Anwendung austauschbar sind. Das
Wicklungskonzept mit 24 Spulen ist ebenso dem genuteten Vorbild ent-
nommen und wird in dieser Arbeit aufgrund der hohen Polpaarzahl des
Rotors nicht ndher untersucht.

Der Stator dieses Prototyps wurde hier in sechs Segmenten ausgefiihrt.
Auf ein Bogensegment des Statoreisens koénnen jeweils vier vorgefertigte
Spulen aufgeschoben werden. Die Statorsegmente werden anschliessend
auf einer Montageplatte verschraubt. Durch die Segmentierung kénnen
die Spulen maschinell gefertigt werden und eine manuelle Herstellung der
Wicklungen entfallt.

Die maximal erreichte Drehzahl von 3400 U/min liegt begriindet in
der Auslegung der Spulen auf hohe Drehmomente, welche in einer hohen
Windungszahl bzw. dem Erreichen das Spannungslimit des Umrichters
bei dieser Drehzahl resultiert. Zwar sind beim Prototyp der nutenlosen
Topologie die passiven Steifigkeiten aufgrund des grésseren magnetischen
Luftspalts gegentiber dem genuteten Motor um etwa 20 % geringer, dafiir
konnten die Verluste des Motors bei Nenndrehzahl von 2500 U/min etwa
um den Faktor 7 gesenkt werden.

Damit wurden in dieser Arbeit insgesamt fiinf Motoren als Prototypen
realisiert. Sie dienen dem Nachweis, dass die nutenlose Topologie sowohl
fiir hohe Drehzahlen als auch fiir grosse Rotordurchmesser geeignet ist.
Die Motoren sind in industriellen Anwendungen einsetzbar und zeigen
eine deutliche Verlustreduktion im Vergleich zu genuteten Konzepten. In
den weiteren Abschnitten dieses Kapitels wird auf die Festlegung der Geo-
metrie dieser Motoren eingegangen, welche allen realisierten Prototypen
zugrunde liegt.

4.2 Festigkeitsanalyse

Die Maximaldrehzahl ist bei fast allen vorgestellten Prototypen durch die
mechanische Festigkeit des Rotors begrenzt. Vor allem bei ringférmigen
Hohlwellenrotoren bedarf die mechanische Festigkeit einer genaueren Be-
trachtung. Aufgrund des grossen Durchmessers des Rotors bestehen die
Rotormagnete aus bogenférmigen Segmenten und kénnen nicht als ein
solider Ring gefertigt werden. Deshalb miissen die Magnete von einem
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dussere Rotorschale
/ (Edelstahl 1.4301)

innere Schweissnaht

e

dussere Schweissnaht

innere Rotorschale
= (Bdelstahl 1.4301)

Riickschluss Magnetsegmente
(ferromagnetischer Stahl) (NdFeB)

Abbildung 4.7: Explosions- und Schnittdarstellung des ringférmigen Hohlwellenro-
tors des Prototypen S10.1. Die Magnetsegmente werden von zwei Edelstahlschalen
umschlossen, welche an zwei Schweissndhten durch Laserschweissen verbunden wer-
den.

Rotormantel eingeschlossen werden, welcher die notwendige Zentripetal-
kraft aufbringt und die Magnete in Position hélt.

In Abb. 4.7 ist der Aufbau eines Hohlwellenrotors dargestellt. Die acht
Magnetsegmente und der Rotorriickschluss werden von zwei Rotorscha-
len mit L-Profil eingeschlossen. Diese bestehen aus nicht ferromagneti-
schem Edelstahl. An zwei Schweissndhten werden beide Rotorschalen im
Laserschweissverfahren verbunden. Bei Rotation nimmt nun der dusse-
re Edelstahlring zusammen mit den Deckflichen der beiden Schalen die
Radialkréifte der Magnete auf.

Da der dussere Rotormantel im Luftspalt liegt, beeinflusst er die Luft-
spaltlinge und damit signifikant die Steifigkeiten und Leistungseigen-
schaften des lagerlosen Motors. Der Rotormantel sollte deshalb mdoglichst
diinn ausgefiihrt werden. Andererseits stellt er die tragende Struktur des
Rotors dar und bestimmt die maximale Drehzahl.

Anders ist dies bei einem Scheibenrotor, welcher — wie fiir den Proto-
typen S02 — aus einem soliden Magnet besteht. Hier nimmt der Magnet
selbst die Zentripetalkraft auf und stellt damit das kritische Element dar,
welches zuerst versagt. Eine Untersuchung der Festigkeit ist in jedem Fall
unerlésslich.

Im Folgenden wird zunéchst analytisch die Festigkeit von rotierenden
Ringen und Scheiben untersucht. Da hier die tragenden Deckflachen der
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Rotorschalen unberticksichtigt bleiben ist diese Rechnung eine pessimisti-
sche Abschétzung, gibt jedoch die Abhéngigkeiten der Maximaldrehzahl
von Magnetdicke und Manteldicke wieder. Anschliessend wird die auftre-
tende Belastung im Rotormantel mittels 3D-FEM Simulation {iberpriift.

4.2.1 Grundlagen der Festigkeitslehre und
Kennwerte der Rotormaterialien

Voraussetzung fir die Beurteilung der mechanischen Festigkeit ist die
Kenntnis der Beanspruchung sowie die Kennwerte der Materialien im
Rotor. Es wird angenommen, dass der Rotor lediglich einer statischen
Beanspruchung unterliegt. Anwendungsbedingt treten auch Temperatur-,
Stoss- und Schwingungsbeanspruchungen im Betrieb des Motors auf [33].
Diese kénnen nicht abgeschétzt werden und miissen durch einen ausrei-
chend grossen Sicherheitsfaktor beriicksichtigt werden.

Fiir zéhe Materialien, wie z. B. flir das Metall des Rotormantels, sind
zwei Belastungsgrenzen zu unterscheiden. Die Dehngrenze Ry ist die
Zugspannung, ab welcher das Material beginnt sich plastisch zu verfor-
men. Erst wenn die Spannung die Zugfestigkeit Ry, erreicht, bricht das
Material. Da fiir den Rotor keine plastische Verformung zugelassen wird,
muss die mechanische Spannung stets kleiner als die Dehngrenze sein.
Da diese Kennwerte auf den einachsigen Spannungszustand bezogen sind,
d. h. es existiert eine Spannung ausschliesslich in einer Richtung, muss der
allgemeine Spannungszustand in eine Vergleichsspannung umgerechnet
werden. Fiir zihe Werkstoffe findet meist die Vergleichsspannung nach v.

Mises
oy =/0% +0F — 0,0, (4.1)

Anwendung. Die hier angegebene Form gilt nur im ebenen Spannungszu-
stand ohne Schubspannungen, wie er in rotierenden Scheiben und Ringen
auftritt. Die Vergleichsspannung muss kleiner sein als die Dehngrenze

Rpo,2
oy < %, (4.2)
mit S > 1 als Sicherheitsfaktor, um eine plastische Verformung des Ma-
terials zu vermeiden.

Fiir sprode Materialien, wie das Magnetmaterial NdFeB, ist lediglich
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Tabelle 4.3: Festigkeitskennwerte der Rotormaterialien.

Magnet Edelstahl Titan
NdFeB 1.4301 Grade 5
Dichte ) (kg/m?®) 7500 7900 4450
E-Modul E  (KN/mm?) 160 200 114
Dehngrenze Rpo,2 (MPa) — >190 (~360) >828 (x910)
Zugfestigkeit R (MPa) 80 500-700 >895 (/21000)
[52, 53] [54] [55]

die Zugfestigkeit definiert, da dieses Material nicht plastisch verformbar
ist. Fur diese Materialien wird die Vergleichsspannung nach der Haupt-
normalspannungshypothese

oy = max (jo ;o ) (4.3)

verwendet. Sprode Materialien brechen, sobald die grosste Normalspan-
nung die Zugfestigkeit tiberschreitet. Die Vergleichsspannung muss daher
stets kleiner als die Zugfestigkeit sein,

Ry

oy < < (4.4)
In Tab. 4.3 sind die mechanischen FEigenschaften fiir eine Auswahl
an Materialien angegeben. Das Magnetmaterial ist etwas leichter und
elastischer als Edelstahl, bricht aber bereits bei einer Spannung von
80 MPa und damit deutlich eher als jegliches Metall. Der bei allen hier
verwendeten Rotoren als Ummantelung eingesetzte Edelstahl 1.4301 ist
der géngigste austenitische — und damit nicht ferromagnetische — Edel-
stahl. Die Dehngrenze wird nach Norm mit mindestens Ryp 2 > 190 MPa
garantiert, weist aber nach Datenblatt typischerweise Werte von etwa
Ry0.2 = 360 MPa auf. Als hochfeste Alternative fiir die Ummantelung ist
Titan denkbar, welches deutlich teurer und schwerer zu bearbeiten ist,
dafiir eine drei- bis viermal hohere Festigkeit als Edelstahl aufweist und

zudem leichter ist.

Bereits aus der Tabelle ist ersichtlich, dass die Materialeigenschaften
meist nicht genau bekannt sind und deutlichen Schwankungen unterlie-
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gen. Die Festigkeit des Materials kann zudem durch fertigungsbedingte
Eigenspannungen oder Fehlstellen im Material — wie z. B. Kerben an der
Oberflache — geschwécht werden. Eine bereits bekannte Schwachstelle in
der Ummantelung stellt die dussere Schweissnaht zwischen den beiden
Rotorschalen dar. Da die Eindringtiefe der Schweissnaht unbekannt ist,
muss davon ausgegangen werden, dass die Fuge auf der Innenseite nicht
komplett geschlossen ist. Dadurch entsteht eine Kerbe, welche zu einer
Spannungsiiberhohung an dieser Stelle fiihrt. Zudem ist die Festigkeit der
Schweissnaht nicht bekannt, da durch das Aufschmelzen und Abkiihlen
des Materials die Materialeigenschaften beeintrachtigt werden koénnen.
Aus diesem Grund sollte der oben eingefithrte Sicherheitsfaktors deutlich
grosser sein als eins.

4.2.2 Spannung in rotierenden Scheiben und Ringen

Die analytische Berechnung der mechanischen Spannung in rotierenden
Scheiben und Ringen ist eine klassische Aufgabe der technischen Mecha-
nik und ist beispielsweise in [56, 57] beschrieben. Fiir diese Félle kann
der ebene Spannungszustand angenommen werden, bei welchem nur Tan-
gentialspannung o, und Radialspannung o, auftreten.

Rotierende Scheibe

Bei einer rotierenden Scheibe tritt die maximale Spannung im Mittel-
punkt auf

_ 37 Vpu2, (4.5)

8

wobei hier Radial- und Tangentialspannung identisch sind. Die mecha-
nische Spannung ist stets quadratisch von der Umfangsgeschwindigkeit
% = T, - w der Scheibe mit Aussenradius r, abhéngig. Die Querkontrakti-
onszahl v und die Dichte p sind Materialparameter.

Die festigkeitsbegrenzte Maximaldrehzahl einer rotierenden Scheibe er-
gibt sich zu
R 8

SB+v)p (4.6)

mit R = Ry, fiir sprode Materialien und R = Ry 2 fiir duktile Materiali-

Umax =

T
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Abbildung 4.8: Rotierender Ring mit Druckbelastung auf der Innenseite.

en. Fiir eine Scheibe aus Neodym erhélt man eine maximale Umfangsge-
schwindigkeit %max NaFeB = 162m/s bei einem Sicherheitsfaktor S = 1.

Der Magnet des Prototypen S02 mit Durchmesser Dpy; = 20 mm wiir-
de daher bei einer Drehzahl von n = 154 700 U/min, d. h. knapp oberhalb
der Nenndrehzahl, versagen.

Rotierender Ring

Wird ein rotierender Ring am Innenradius r; mit einem Druck p beauf-
schlagt (vgl. Abb. 4.8)

or(ry) =p (4.7)

so konnen Radial- und Tangentialspannung

Tp =0pp T 0pu (4.8)
Or = O0rp (49)
in einen von der Rotation herrithrenden Anteil (Index u) und einen vom
Druck abhéngigen Anteil (Index p) zerlegt werden. Fiir diinne Ringe

wird die durch die Rotation hervorgerufene Radialspannung o,, =~ 0
vernachléssigt.

Die rotationsbedingte Tangentialspannung an der Innenseite des Rings

Ta

Opu(ri) = épu2 (2(1 —v) (n) +2(3+ u)) (4.10)
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ist wiederum quadratisch von dessen Umfangsgeschwindigkeit sowie vom
Verhiéltnis r;/r, des Innen- zum Aussenradius abhéingig. Vergleicht man
diese Spannung fiir einen Ring mit einem verschwindend kleinen Innen-
radius mit der Spannung in einer gleich grossen Scheibe
] . Schod
lim of(r) = 2- 0,5 (r = 0) (4.11)
stellt man fest, dass ein Ring bei gleicher Umfangsgeschwindigkeit minde-

stens das Doppelte der Spannung einer Scheibe aufweist. Sofern mdoglich
sollten deshalb Scheibenmagnete statt Ringmagneten verwendet werden.

Die durch den Innendruck erzeugten Spannungen im Ring berechnen
sich nach [56] zu

Oep(r) = — pry - ((%)2 - 1) und (4.12)

r2 — 7 r
2 2
pr T
Ton(r) = ((:) + 1) . (4.13)

Fir diinne Ringe mit einem mittleren Radius
1
Tm = 5(7"& +7i) und d=r, —ri, (4.14)

(wobei die Dicke d des Rings deutlich kleiner als sein Radius ist) kénnen
die Gleichungen 4.10 und 4.13 zur Tangentialspannung im diinnen Ring

T'm

y fiir d<<rm (4.15)

Op = pu2 +p
vereinfacht werden. Die maximale Radialspannung tritt am Innenradius

auf und ist
oy = —p. (4.16)

Da der Rotormantel deutlich diinner als sein Radius ist, wird der An-
pressdruck p durch das Verhéltnis % in der Tangentialspannung stark
verstarkt. Die Vergleichsspannung o, nach (4.1) ist in diesem Zustand
fast identisch mit der Tangentialspannung.

Vernachlissigt man die Elastizitdt der Magnete, so kann der auf den
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Abbildung 4.9: Vergleichsspannung im Rotormantel bei Variation der Magnetdicke
(a) und der Manteldicke (b). Der Magnetdurchmesser betriagt jeweils Dpy; = 97 mm.

Rotormantel ausgeiibte Druck

1 TPM
p=— fvrdr (4.17)
TPM TPM,i
durch Integration der Volumenkraftdichte fy = ppmwr? vom Innen-

zum Aussenradius der Magnete berechnet werden. Man erhélt den An-

pressdruck
1 dpn \
p== 1-— (]. — ) PPM u27 (418)
3 TPM

welcher von der relativen Magnetdicke und der Umfangsgeschwindigkeit
sowie der Dichte der Magnete ppy; abhéngt.

Setzt man die Materialparameter fiir NdFeB und Edelstahl 1.4301 in
die GI. 4.15 und GI. 4.17 fiir einen Magnetradius rpy; = 48.5 mm ein,
erhélt man bei einer Magnetdicke dpyr = 12mm und einer Manteldicke
dry = 2.5 mm (entspricht dem Prototyp S10.1) eine Vergleichsspannung
oy = 392 MPa. Damit wiirde der Rotormantel bereits plastisch verformt,
bestiinde er nur aus einem Ring.

Die Abhéngigkeiten der Vergleichsspannung von der Magnet- und Man-
teldicke ist in Abb. 4.9 dargestellt. Der Einfluss der Magnetdicke ist in
etwa linear, wobei der Grossteil der Spannung im Rotormantel durch die

80



4.2. FESTIGKEITSANALYSE
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Abbildung 4.10: FEM-Simulation der Vergleichsspannung in einem Segment der
Rotorummantelung bei einer Drehzahl von n = 20000 U/min. Die Belastung durch die
Magnete wurde durch einen radialen Druck p auf die Innenflachen der Ummantelung
(rote Hervorhebung) ersetzt.

Last der Magnete und weniger durch das Eigengewicht des Mantels selbst
hervorgerufen wird. Eine Reduktion der Magnetdicke wiirde demnach die
Belastung des Rotormantels mindern, hétte jedoch negativen Einfluss auf
die Steifigkeiten des Magnetlagers. Der Einfluss der Manteldicke ist gross
bei geringen Dicken, mehr als die hier gewdhlten 2.5 mm bringen jedoch
nur eine geringe Reduktion der mechanischen Spannung.

Die vorgestellte analytische Losung zeigt gut den Einfluss der Magnet-
dicke, der Manteldicke und der Umfangsgeschwindigkeit auf, ist aber auf
die einfache Geometrie eines Rings beschrénkt. So bleibt die Fragen nach
der Verteilung des Anpressdrucks, welcher bei Magnetsegmenten nicht ho-
mogen sein muss, sowie nach dem stiitzenden Einfluss der Deckfldchen
unbeantwortet.

4.2.3 Festigkeit der Rotorschalen

Die Losung zur Erhohung der mechanischen Festigkeit ist die Verwen-
dung von Rotorschalen, bei welchen die Deckflichen die Last der Ma-
gnete zusédtzlich tragen. Die an den Ecken auftretenden Biegemomente
erzeugen Axial- und Schubspannungen, womit eine analytische Losung
sehr komplex und nicht mehr zielfithrend ist. Fiir ein dhnliches Problem
wurde im Jahre 1960 von A. Kiinzli eine analytische Losung fiir Spannun-
gen in rotierenden Zylinderschalen und Scheiben vorgestellt [58]. Selbst
die Adaption dieser Losung an das gegebene Problem wiirde den Rahmen
dieser Arbeit sprengen, zudem wiirden kritische Fragestellungen wie die
Spannungsiiberhhung in engen Radien unbeantwortet bleiben.
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Abbildung 4.11: FEM-Simulation der Vergleichsspannung in einem Segment der
Rotorummantelung bei einer Drehzahl von n = 20000 U/min inklusive der Rotorma-
gnete.

Aus diesen Griinden wird hier auf eine 3D-FEM Simulation zuriick-
gegriffen. Abbildung 4.10 zeigt die Losung der Vergleichsspannung fiir
die obere Halfte der Rotorschale des Prototypen S10.1 bei Nenndrehzahl,
wobei die Innenseite des Rotormantels wieder mit einem der Magnet-
last entsprechenden Anpressdruck beaufschlagt wird. Es zeigt sich, dass
durch die Durchbiegung des Rotormantels die hochste Spannung im Ra-
dius zwischen Zylindermantel und Deckscheibe auftritt. Diese ist jedoch
mit 268 MPa bereits signifikant kleiner als beim reinen Zylindermantel
und bereits im zuldssigen Bereich fiir den verwendeten Edelstahl.

Simuliert man auch die Magnete, so zeigt sich tiberraschenderweise,
dass die inhomogene Verteilung des Anpressdrucks die maximal auftre-
tende Spannung sogar senkt, wie dies in Abb. 4.11 dargestellt ist. Da die
Kraftiibertragung zwischen Magnet und Rotormantel besonders an der
Ober- und Unterkante des Magnets passiert — was auf der Durchbiegung
des Zylindermantels beruht — wird die Biegespannung reduziert. Fiir eine
Dehngrenze R.2 = 360 Pa ergibt sich hier ein Sicherheitsfaktor S = 1.48
bzw. eine Maximaldrehzahl n,,; = 24300 U/min.

Wichtig ist ein ausreichend grosser Biegeradius in der Ecke der Rotor-
schale. Bei einem Radius von nur 0.1 mm statt 1.5 mm erhoht sich die
Spannung dort von 243 MPa auf 333 MPa.

Zugegebenermassen ungiinstig gewahlt ist deshalb die Position der dus-
seren Schweissnaht bei den Rotoren der Prototypen. Diese liegt auf einer
Seite des Rotors exakt im Ubergang vom Zylindermantel zur Deckscheibe
und damit im am stérksten belasteten Punkt. Zusétzlich entfallt an der
Schweissnaht der Eckradius, was die auftretenden Spannungen dort unde-
finierbar erh6ht. Die wohl bessere Position fiir die dussere Schweissnaht
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wire die axiale Mitte des Rotors, da hier die geringsten Spannungen auf-
treten.

Zusammenfassend gilt fir ringférmige Rotoren, dass die Hauptlast
durch die bei Rotation nach aussen strebenden Magnetsegmente ent-
steht, welche durch den Rotormantel aufgenommen werden muss. Die
Auslegung der Rotoren erfolgte stets so, dass ein Zylindermantel alleine
die Last nicht tragen konnte und plastisch verformt wiirde, nicht jedoch
brechen wiirde. Durch die Deckscheiben der nach einem L-Profil geform-
ten Rotorschalen wird zusétzliche Last aufgenommen und garantiert die
mechanische Festigkeit.

4.3 Konstruktionsrichtlinien

Die Lager- und Antriebseigenschaften des Motors werden von verschie-
denen konstruktiven Parametern beeinflusst, welche im Folgenden vor-
gestellt werden. Der Aussendurchmesser des Rotors ist meist von der
Anwendung vorgegeben. Darauf aufbauend muss die Lange des magne-
tischen Luftspalts, die Hohe von Rotor und Stator sowie die Aufteilung
von Magnet und Riickschluss im Rotor ausgelegt werden. Eine Ubersicht
aller wichtigen Geometrieparameter ist in Abb. 4.12 in einem massstabs-
getreuen Schnittbild des Prototypen S10.1 dargestellt.

4.3.1 Luftspaltgeometrie

Als wichtigster Einflussfaktor auf die passiven und aktiven Eigenschaften
des Motors ist die Lange des magnetischen Luftspalts dpag anzusehen. Da
dieser ein Hindernis fiir den magnetischen Fluss im magnetischen Kreis
darstellt, werden durch einen grossen Luftspalt die passiven Steifigkei-
ten und auch die Antriebsmomente und Lagerkrafte stark abgeschwécht.
Gleichzeitig wird die Luftspaltlinge in besonderem Masse von externen
Anforderungen der Fertigung und der Anwendung bestimmt, z. B. durch
die geforderte Dicke der Prozesskammerwand oder die Rotorummante-
lung.

Bei lagerlosen Motoren ist dieser Luftspalt aufgrund des notwendigen
Bewegungsspielraums des Rotors allgemein grosser als bei konventionel-
len Motoren. Da bei nutenlosen Motoren im Vergleich zu Motoren mit
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Abbildung 4.12: Schematisches Schnittbild durch den nutenlosen lagerlosen Motor.
Im magnetischen Luftspalt zwischen Statoreisen und Permanentmagnet missen die
Rotorummantelung, die Prozesskammerwand, die Spulen mit Spulenhalter und die
Sensorik Platz finden. Zudem muss noch gentigend Bewegungsspielraum des Rotors
zum sicheren Betrieb des Motors vorhanden sein. Weitere wichtige Konstruktionspa-
rameter sind die Rotor- und Statorhéhe sowie die Dicke von Magnet und Riickschluss.

genutetem Stator auch die Spulen im Luftspalt liegen, ist er hier noch-
mals deutlich grosser.

Der Einfluss des magnetischen Luftspalts auf Lager, Antrieb und pas-
sive Steifigkeiten ist in Abb. 4.13 dargestellt. Ausgehend von der Geo-
metrie des Prototypen S10.1 wurde der Luftspalt in einer 3D-Simulation
variiert und jeweils fiir konstante Bestromung und Auslenkung die be-
treffenden Lagerkrifte und Momente simuliert. Die resultierenden Lager-
und Antriebskonstanten sowie die Steifigkeiten sind auf die Werte der
urspriinglichen Geometrie normiert dargestellt.

Es zeigt sich, dass Lager- und Antriebskonstante ndherungsweise line-
ar mit dem Luftspalt abnehmen. Deutlich starker ist der Einfluss auf
die passiven Steifigkeiten. Die axiale Steifigkeit und die Kippsteifigkeit
nehmen mit 1/6;5, ab, die radiale Steifigkeit gar mit 1/2,,,. Deshalb
muss bei der Auslegung des Luftspalts vor allem auf die zu erzielenden
passiven Steifigkeiten geachtet werden. Durch Reduktion des Luftspalts
kann die passive Lagersteifigkeit stark erhoht werden. Da die radiale
Steifigkeit stédrker vom magnetischen Luftspalt abhédngt als die aktive La-
gerkonstante, sind fiir kleine Luftspalte allerdings auch deutlich héhere
Aufstartstrome notwendig.
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Abbildung 4.13: Einfluss der Luftspaltlinge dmag auf die Antriebs- und Lagerkon-
stante (a) sowie auf die passiven Lagersteifigkeiten (b). Die Ergebnisse wurden durch
3D-FEM Simulation ermittelt und sind jeweils auf die Werte des Prototypen S10.1-P1
normiert. Alle konstanten Geometrieparameter entsprechen denen des S10.1-P1. Es
zeigt sich, dass Lager- und Antriebskonstante jeweils linear vom Luftspalt abhédngen,
wahrend die passiven Steifigkeiten mit héherer Potenz abnehmen.

Jedoch ist der magnetische Luftspalt konstruktionsbedingt nicht frei
wahlbar. Insgesamt setzt sich der magnetische Luftspalt

5mag =TS —TpPpM = dRM + 5mech + dWand + dSp + dSp,i (419)

aus der Dicke des Rotormantels dgyi, der mechanischen Luftspaltlinge
Omech, der Dicke der Prozesskammerwand dwang sowie aus dem Wickel-
raum dsp, und der Spulenisolation dsp; zusammen. Die Dicke der Ro-
torummantelung bestimmt massgeblich die mechanische Festigkeit des
Rotors und damit die maximale Drehzahl. Der mechanische Luftspalt de-
finiert den Bewegungsspielraum des Rotors. Er darf nicht zu klein gewéhlt
werden, um bei etwaiger Unwucht des Rotors oder grossen Prozesskriften
eine Kollision zwischen Rotor und Wand zu verhindern.

Die Kammerwand, welche aus Kunststoff gefertigt sein muss, um die
Positionssensorik nicht zu beeintrachtigen, muss geniigend Festigkeit auf-
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weisen, um den Rotor im gelandeten Zustand zu tragen und dient zudem
als Notlauflager im Falle eines Absturzes. Ausserdem stellt sie je nach
Anwendung die Barriere zwischen dem evtl. giftigen oder chemisch ag-
gressiven Medium im Rotorraum und der Umgebung dar. Aus diesem
Grund ist auch fiir die Kammerwand ausreichend Platz einzuplanen.

Die Dicke der Spulen kann theoretisch gut reduziert werden, wobei bei
gleichbleibenden Stromen die Stromdichte und damit die Kupferverluste
deutlich steigen. Allerdings muss beachtet werden, dass die Dicke der
Wicklungen hohen Fertigungstoleranzen unterliegt. Zudem werden die
Positions- und Winkelsensoren zwischen den Spulen im Luftspalt angeord-
net. Werden die Positionssensoren zu nah am Stator platziert, nimmt die
Sensitivitdt der Positionsmessung ab. Eine Reduktion des Wickelraums
geht darum auch mit einer Reduktion der Sensorqualitédt und der mecha-
nischen Robustheit der Sensorbefestigungen einher. Zusétzlich miissen
die Spulen durch eine ausreichend dicke Isolationsschicht vom Statorei-
sen getrennt werden.

All diese Parameter miissen bei der Konstruktion beachtet werden und
sind in der Designphase oft nur ungenau und schwierig zu ermitteln. All-
gemein gilt, dass ein grosser Luftspalt die Eignung des Motors fiir ver-
schiedene Anwendungen begiinstigt und die Konstruktion erleichtert. Ein
kleinerer Luftspalt dagegen bewirkt deutlich héhere passive Steifigkeiten.

4.3.2 Magnet- und Riickschlussdicke

Léasst man zunédchst die Rotorummantelung ausser Acht, so besteht der
Rotor nur aus Permanentmagnet und Riickschluss. Damit ergeben sich
zum einen die Rotordicke

dr = dpm + drs (4.20)

als Summe von Magnet- und Riickschlussdicke sowie der Magnetanteil
dpm/dgr als konstruktive Freiheitsgrade. Die Rotordicke ist ausschlag-
gebend fiir die in der Rotormitte freibleibende Fliche. Dies kann bei
manchen Anwendungen, wie z. B. dem Axialventilator, von besonderem
Interesse sein. Der Anteil der Magnetdicke beeinflusst die Kosten des
Rotors.

Wiederum wurde ausgehend vom Prototyp S10.1 der Einfluss beider
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Abbildung 4.14: Einfluss der Rotordicke dr (a), bestehend aus Magnet und Riick-
schluss, sowie des Magnetanteils im Rotor (b) auf die Antriebskonstante, sowie auf
die Axial- und Kippsteifigkeit. Die Ergebnisse wurden durch 3D-FEM Simulation er-
mittelt und sind jeweils auf die Werte des Prototypen S10.1 normiert. Alle konstanten
Geometrieparameter entsprechen denen des S10.1.

Parameter auf Axialsteifigkeit, Kippsteifigkeit und Antriebskonstante mit-
tels 3D-Simulation ermittelt. Die Ergebnisse sind in Abb. 4.14 dargestellt.

Es zeigt sich, dass die Steifigkeiten und das Antriebsmoment erwar-
tungsgemaéss mit der Rotordicke steigen, wobei ab einem Verhéltnis von
Rotordicke und Rotorradius von etwa 50 % vor allem beim Drehmoment
keine grosse Steigerung mehr moglich ist. Lasst man die Rotordicke kon-
stant und variiert den Anteil der Magnetdicke von 0 % bis 100 % zeigt sich
ein nahezu identisches Verhalten. Steifigkeiten und Drehmoment steigen
zunéchst mit zunehmender Magnetdicke. Da der Riickschluss ab einem
Magnetanteil von etwa 50 % zu séattigen beginnt, ist eine weitere Steige-
rung des Magnetanteils kaum mehr wirksam. Ein deutliches Optimum
im Magnetanteil, wie dies bei Aussenldufern in [7] aufgrund der Riick-
schlusssattigung festgestellt werden konnte, tritt nicht auf.

Da die Magnete die mechanische Festigkeit des Rotors reduzieren und
zudem teurer als Fisen sind, ist ein geringer Magnetanteil zu bevorzugen.
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Abbildung 4.15: Axial- und Kippsteifigkeit in Abhéngigkeit der Rotorhdhe bei
gleichbleibendem Verhéltnis von Stator- zu Rotorhdhe hg/hpy = 0.83.

4.3.3 Rotor- und Statorhohe

Die Hohe von Rotor und Stator hat Einfluss auf die passiven Steifigkeiten
des Motors. So steigt beim Scheibenldufermotor mit geringer Héhe die
Flussdichte im Luftspalt mit der Motorhéhe, da das Magnetvolumen im
Rotor steigt, was wiederum die passiven Steifigkeiten erhéht. Je hoéher
der Motor wird, desto geringer ist jedoch der Einfluss auf die Flussdichte,
da die Mitte des Motors die Randbereiche immer weniger beeinflusst.

Dies lasst sich deutlich im Verlauf der Axialsteifigkeit in Abhangigkeit
der Rotorhéhe erkennen, welcher in Abb. 4.15 dargestellt ist. Die Axi-
alsteifigkeit steigt mit zunehmender Rotorhohe, strebt jedoch fiir hohe
Motoren einem Sattigungswert entgegen. Das Verhéltnis von Rotor- und
Statorhohe wurde in dieser Simulation konstant gehalten.

Die Kippsteifigkeit zeigt hingegen ein deutliches Optimum bei einer
Rotorhohe von knapp 75 % des Rotorradius. Die Kippsteifigkeit steigt
fiir niedrige Motoren zunéchst in &hnlicher Weise wie die Axialsteifigkeit,
nimmt jedoch fiir hohe Motoren wieder ab. Dies erklart sich dadurch, dass
zwei entgegengesetzte Krafte die Kippsteifigkeit des Rotors verursachen,
wie dies in Abb. 4.16 verdeutlicht wird. Bei Verkippung wird eine Kante
des Rotors vom Stator axial und radial weg ewegt. Diese Kante erfahrt
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Abbildung 4.16: Schematische Darstellung der Kippsteifigkeit bei vergleichsweise
hohem Rotor. Die sich vom Rotor entfernende Kante erfahrt eine stabilisierende Riick-
stellkraft, die sich an den Rotor annidhernde Kante wird weiter zum Rotor hin gezogen
und wirkt destabilisierend. Je hoher der Rotor, desto hoher ist der Hebelarm der de-
stabilisierenden Kraft.

eine riickstellende Reluktanzkraft. Gleichzeitig wird die andere Kante
an den Stator angendhert, was eine destabilisierende Kraft bewirkt. Je
hoher der Rotor, desto hoher ist der Hebelarm der destabilisierenden
Kraft und damit steigt das destabilisierende Kippmoment. Dies fiithrt
bei zu hohem Rotor zu einer Abnahme der Kippsteifigkeit. Es ldsst sich
leicht vorstellen, dass eine stabilisierende Kippsteifigkeit nur fiir einen
Scheibenldufermotor gilt, nicht jedoch fiir einen Motor mit Langléufer.

Die Steifigkeiten des Prototypen S10.1 koénnten folglich um etwa 50 %
gesteigert werden, wofiir die Motorhohe jedoch verdoppelt werden miisste.
Neben doppelten Materialkosten wiirden sich dann auch die Rotormasse
sowie nahezu alle Verlustanteile wie Eisen-, Kupfer- und Stromungsver-
luste verdoppeln. Demzufolge ist die Auslegung der Motorhohe auf das
Optimum der Kippsteifigkeit nur sinnvoll, wenn diese fiir die Anwendung
zwingend erforderlich ist.

Eine weitere Moglichkeit die Steifigkeiten zu erhdhen, welche bereits
in [6] fur Aussen- und Innenldufermotoren beschrieben wurde, ist die An-
passung der Statorhohe. Wird der Stator niedriger als die Rotormagnete,
so wirkt bereits bei nicht ausgelenktem Rotor eine Vorspannung auf die
Rotorkanten, was in einer erh6hten Steifigkeit resultiert.

In Abb. 4.17 ist der Effekt der Statorhthe auf Axial- und Kippstei-
figkeit fiir verschiedene Rotorhéhen dargestellt. Man erkennt ein Maxi-
mum in der Axialsteifigkeit bei einer Statorhohe von etwa 60 % bis 75 %
der Rotorhohe, die maximale Kippsteifigkeit liegt dagegen bei 90 % bis
100 % der Rotorhohe. Damit ist keine gleichzeitige Optimierung beider
Grossen moglich. Die ermittelten Steifigkeitswerte gelten jedoch nur fiir
kleine Auslenkungen. Sie wurden bei z = 2mm bzw. o = 4° ermittelt.
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Abbildung 4.17: Einfluss der Statorhche hg auf die Axialsteifigkeit (a) sowie auf die
Verkippsteifigkeit (b) fiir verschiedene Rotorhéhen hpy; und. Die Ergebnisse wurden
durch 3D-FEM Simulation ermittelt und sind jeweils auf die Werte des Prototypen
S10.1 normiert. Alle konstanten Geometrieparameter entsprechen denen des S10.1.
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Abbildung 4.18: Axialkraft (a) und Kippmoment (b) bei Auslenkung bzw. Ver-
kippung des Rotors fiir zwei verschiedene Statorhéhen und einer Rotorhéhe von
hpy = 35 mm.
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Abbildung 4.19: Abhéngigkeit der Antriebskonstante von Rotor- und Statorhohe.

In Abb. 4.18 ist der Verlauf der Axialkraft und des Kippmoments iiber
der Auslenkung des Rotors fiir zwei verschiedene Statorhéhen und eine
Rotorhéhe von 35 mm bzw. hpy/rpm = 0.72 dargestellt, was dem Wert
der maximalen moéglichen Kippsteifigkeit entspricht. Die durchgezogene
Linie zeigt jeweils den Kraft- bzw. Momentverlauf fiir einen Stator mit
einer Hohe gleich jener des Rotors; die gestrichelte Linie stellt den Verlauf
eines Stators mit optimaler Hohe fiir maximale Axialsteifigkeit dar. Man
erkennt, dass die Axialkraft bei niedrigem Stator fiir kleine Auslenkungen
grosser ist, bei hoherer Auslenkung jedoch deutlich frither nachlésst als
bei dem hoheren Stator. Das Kippmoment des Stators mit reduzierter
Hohe ist in jedem Punkt schlechter als die des héheren Stators.

Durch Reduktion der Statorh6he kann demnach zwar die Axialsteifig-
keit fiir kleine Auslenkungen erhoht werden, die maximale Axiallast sowie
die Kippsteifigkeit werden durch diese Massnahme jedoch verschlechtert.

Der Effekt von Rotor- und Statorhéhe auf das Antriebsmoment ist
in Abb. 4.19 abgebildet. Bei konstanter relativer Statorhéhe ist die An-
triebskonstante linear von der Motorhéhe abhéngig. Bei gleichbleibender
Rotorhohe steigt die Antriebskonstante zunéchst linear mit der Stator-
hohe bis zu einem Verhéltnis von hg/hpy = 1 und séttigt fiir grossere
Statorhchen.
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4.3.4 Zusammenfassung

Zusammenfassend gilt flir den nutenlosen lagerlosen Motor, dass fiir die
meisten Geometrieparameter kein generelles Optimum existiert. Es ist
eine Abwigung zwischen verschiedenen Leistungsparametern nétig, wel-
che vor allem von den Anforderungen der vorher definierten Anwendung
abhéngt. So ist die Lange des Luftspalts meist bereits vorgegeben.

Durch Erhéhung der Rotordicke und des Magnetanteils kénnen die
Steifigkeiten und das Antriebsmoment verbessert werden, was jedoch auf
Kosten der Rotormasse, des freien Innendurchmessers und der Material-
kosten geht. Ein moglichst hoher Magnetanteil mit diinnem Riickschluss
ist optimal fiir hohe Leistungsparameter, reduziert jedoch die mechani-
sche Festigkeit des Rotors und damit die maximale Drehzahl.

Fir die Kippsteifigkeit existiert ein eindeutiges Optimum der Rotor-
und Statorhohe. Dieses ist fiir kleine Motoren empfehlenswert, ergibt bei
grossen Rotordurchmessern jedoch einen sehr schweren Aufbau. Durch
Reduktion der Motorhéhe werden die Rotormasse und die Kosten gesenkt
und die Kompaktheit des Aufbaus verbessert.

4.4 Testergebnisse

Zum Abschluss dieses Kapitels werden reprasentativ fiir alle Prototypen
ausgewahlte Messergebnisse zu Lagerkraft, Antriebsmoment und passi-
ven Steifigkeiten vorgestellt, um die Simulationsergebnisse zu verifizieren.

Zur Messung des Drehmoments in Abhéngigkeit des Antriebsstroms
wurde der Motor im Stillstand mit schwebendem Rotor so betrieben, dass
die Rotationsachse des Rotors horizontal ist. Ein am Rotor angebrachter
Hebel zieht iiber eine Schnur an einem Gewicht auf einer Waage. Uber
die Abnahme des Gewichts wird die Kraft und mit der Hebellénge das
Drehmoment des Motors ermittelt. Gleichzeitig wird der Antriebsstrom
gemessen und sukzessive erhoht. Die Experimente wurden mit dem ein-
polpaarigen Motor S10.1-P1 und dem zweipolpaarigen Motor S16—-RS8
(in der Variante mit 8 mm Riickschluss) durchgefiihrt. Das Ergebnis ist
in Abb. 4.20(a) dargestellt. Die Messwerte stimmen mit den Simulations-
ergebnissen nahezu exakt tiberein. Das Drehmoment verlduft linear mit
dem Antriebsstrom.
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Abbildung 4.20: Messung des Antriebsmoments (a) und der aktiven Lagerkraft (b)
in Abhéngigkeit des Stroms und Vergleich mit den Simulationsergebnissen (durchge-
zogene Linien).

Die Messung der Kraft des Magnetlagers erfolgte ebenso mit horizonta-
ler Rotorachse im Stillstand. Der Rotor wurde mit verschiedenen Gewich-
ten radial belastet, worauf die Regelung den Lagerstrom erhéht um diese
Kraft zu kompensieren und die Rotorposition konstant zu halten. Der
Lagerstrom wird aus den gemessenen Spulenstréomen errechnet. Da auch
die Rotormasse das Lager belastet, konnen keine kleineren Krifte als das
Rotorgewicht gemessen werden. Die Ergebnisse sind in Abb. 4.20(b) ge-
zeigt. Es ist wieder ein linearer Zusammenhang zwischen Kraft und Strom
erkennbar, allerdings tritt eine leichte Abweichung zwischen Simulation
und Messung auf. Die Lagerkrifte des Motors S10.1 sind héher als er-
wartet, die des Motors S16-RS8 dagegen sind geringer. Hier scheint die
Simulation unzuverlidssige Werte zu liefern. Da bei allen anderen Mes-
sungen die Ergebnisse mit der Simulation sehr genau iibereinstimmen,
sind abweichende Materialparameter oder Fertigungsungenauigkeiten als
Grund fiir die Abweichungen auszuschliessen.

Abbildung 4.21 zeigt die Ergebnisse der Messung der Axialkraft bei
axialer Auslenkung und der Radialkraft bei radialer Auslenkung. Zur
Axialkraftmessung wurde der schwebende Rotor mit unterschiedlichen
Gewichten axial belastet widhrend mit Lasersensoren die axiale Auslen-
kung gemessen wird. Man erkennt wieder eine sehr gute Ubereinstim-
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Abbildung 4.21: Messung der passiven axialen und radialen Reluktanzkraft bei
Auslenkung des Rotors fiir den Prototypen S10.1 mit ein- und zweipolpaarigem Rotor
und fiir Prototyp S16. Die durchgezogenen Linien sind Simulationsergebnisse.

mung von Simulation und Messung. Zudem zeigen die Messungen des
Motors S10.1 mit ein- und zweipolpaarigem Rotor den Einfluss der Pol-
paarzahl. Der Vergleich der Messergebnisse des Motors S16 mit und ohne
Riickschluss zeigt den Einfluss des Riickschlusses auf die Steifigkeit.

Fir die Ermittlung der Radialkraft wurde der Rotor mittels Vorga-
be der Sollposition sukzessive iiber die komplette Breite des Luftspalts
bewegt. Der zur Kompensation der Radialkraft notwendige Lagerstrom
kann iiber die zuvor gemessene Lagerkonstante in die Radialkraft umge-
rechnet werden. Fiir den einpolpaarigen Rotor muss zwischen Verschie-
bung in und quer zur Magnetisierungsrichtung unterschieden werden. Im
Ergebnis zeigt sich deutlich der Einfluss der Magnetisierung. Wieder stim-
men Simulation und Messung iiberein.

Fiir den Motor S10.1-P1 sind in Abb. 4.22 die Strome in drei Spulen so-
wie die Radialposition dargestellt, welche wihrend des Aufstartvorgangs
des Motors gemessen wurden. Der Rotor liegt zundchst an der Wand an.
Der Lagerstrom wird nun so lange erhoht, bis der Rotor beginnt sich
von der Wand abzulésen und sich auf die Sollposition in der Statormitte
zubewegt. Da dort keine Radialkréfte auf den Rotor wirken, nehmen die
Lagerstrome wieder auf nahezu Null ab.
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300 pm/div jAbleseu des Rotors Spulenstrome

' 100 ms/div

Abbildung 4.22: Spulenstrome und Rotorposition wahrend des Aufstartvorgangs
gemessen am Prototyp S10.1.
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Abbildung 4.23: Lager- und Antriebsstroms sowie Rotorposition gemessen am Pro-
totyp S10. Zu erkennen ist der Aufstartvorgang mit anschliessender Beschleunigung
(eingestellte Rampe von 2000 (U/min)/s), ein kurzes Intervall mit konstanter Dreh-
zahl, und ein anschliessender Bremsvorgang mit Strombegrenzung auf 5 A und Lan-
dung des Rotors.

Abbildung 4.23 zeigt eine dhnliche Messung wihrend eines Beschleu-
nigungs- und Abbremsvorgangs des Motors. Die gemessenen Spulenstro-
me wurden in Lager- und Antriebsstrom umgerechnet. Zu Beginn des
Beschleunigungsvorgangs sind leichte radiale Schwingungen erkennbar,
welche durch den Lagerstrom ausgeglichen werden miissen. In diesem
Drehzahlbereich ist ein kontinuierlicher Betrieb des Motors nicht moglich.
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Ab Drehzahlen von etwa 2000 U/min treten keine Resonanzen mehr auf
und ein stabiler Betrieb ist durchgehend bis zur Nenndrehzahl méoglich.
Dieses Verhalten tritt bei allen Prototypen auf und ist auf die geringe
Déampfung der passiv stabilisierten Freiheitsgrade zuriickzufiihren.

Zusammenfassend konnten mit den funf erfolgreich in Betrieb genom-
menen Prototypen inklusive verschiedener Rotorvarianten die Simulati-
onsergebnisse verifiziert werden. Lediglich die aktiven Lagerkréfte weisen
leichte Abweichungen auf. Fiir alle Prototypen wurde die zuvor festgeleg-
te Nenndrehzahl erreicht, wobei mit dem Motor S02 die héchste Drehzahl
mit 150 000 U/min erreicht werden konnte.

Die Messungen zu den Verlusten der einzelnen Motoren werden im Ka-
pitel 6 genauer beleuchtet. Im Kapitel 7 werden die Prototypen S10.1 und
S16 in ihrer Anwendung als Liifter mit radialem und axialem Fliigelrad
getestet.
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Kapitel 5

Aspekte der Regelung des
nutenlosen lagerlosen Motors

Die Regelung von magnetgelagerten und lagerlosen Motoren ist mit den
heute verfiigbaren Signalprozessoren keine grosse Herausforderung mehr.
Neben einer kurzen Erlduterung des verwendeten Regelschemas wird in
diesem Kapitel eine Besonderheit der hier untersuchten nutenlosen To-
pologie betrachtet, welche vor allem fiir hohe Drehzahlen und hohe Be-
schleunigungsraten die Regelqualitét verbessert.

5.1 Regelschema

Das Blockschaltbild der in dieser Arbeit verwendeten Regelung der lager-
losen Motoren ist in Abb. 5.1 abgebildet. Die Regelung von Drehzahl und
Position erfolgt feldorientiert im rotorfesten d-g-Koordinatensystem. Fiir

Wirbelstrom-
L | sensoren
Tref DPID lbug K(v) ibng Strom- lez
—>| | »lregler

* D | Leistungs- | i

elektronik
. _T ’
Tary 3 -
K(v) Ldry Strom:

regler [ Do,

.

+ v Hallsensoren

Winkel- | 0 -

abweichung

Abbildung 5.1: Vereinfachtes Regelschema des lagerlosen Motors.
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die Positionsregelung wird ein PID-Regler verwendet, wobei der D-Anteil
aufgrund der destabilisierenden Radialsteifigkeit benotigt wird. Die Dreh-
zahlregelung kommt mit einem PI-Regler aus. Die feldorientierten Lager-
strome fiir Kréfte in x- und y-Richtung sowie der Antriebsstrom werden
nach GI. 2.48 und GI. 2.49 analog zur sogenannten Park-Transformation
ins statorfeste Koordinatensystem transformiert.

Der unterlagerte Stromregler berechnet modellbasiert aus Widerstand,
Induktivitdt und induzierter Spannung die benétigte Spannung, um im
néchsten Regelschritt den Soll-Strom in der jeweiligen Phase zu erreichen.
Bei kombinierten Spulen werden anschliessend die resultierenden Duty-
Cycle-Werte Dgry und Dy, von Antrieb und Lager iiberlagert. Zum
Ausgleich von Modellungenauigkeiten wird der Istwert der Stréme durch
Stromsensoren erfasst.

Die Positionsregelung verwendet Wirbelstromsensoren im Luftspalt
zur Positionsmessung. Zur Winkelmessung erfassen Hallsensoren das Ma-
gnetfeld des Rotors. Da fiir die d-g-Transformation eine hohe absolute Ge-
nauigkeit des Winkelsignals notig ist, wird der Einfluss der Signallaufzeit
sowie die Beeinflussung der Messung durch das Statorfeld kompensiert,
was im folgenden Abschnitt genauer erlautert wird.

5.2 Winkelverzerrung durch das
Antriebsfeld

Voraussetzung fiir eine funktionierende d-q-Transformation ist die akku-
rate Messung des Rotorwinkels. Eine Abweichung

escns = Ymess — 7> (51)

des gemessenen Rotorwinkels vom tatsdchlichen Rotorwinkel, hier als
elektrischer Winkel definiert, fithrt direkt zu einer Abweichung der La-
gerkraftrichtung um denselben Winkel, wie aus Gl. 2.30 abgeleitet wer-
den kann. Werden leichte Winkelabweichungen durch den Positionsregler
noch gut ausgeglichen, ohne die Lagerqualitdt merklich zu beeinflussen,
fithrt eine zu grosse Abweichung sehr schnell zu Instabilitat und Absturz
des Rotors.

In Beschleunigungsversuchen mit verschiedenen Prototypen zeigte sich,
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Abbildung 5.2: Das Magnetfeld der Permanentmagnete (a) wird bei Bestromung
des Antriebs vom um 90° gedrehten Antriebsfeld (b) tberlagert. Das resultierende
Feld (c) ist gegeniiber der Magnetisierung des Rotors geringfligig in Richtung des
Drehmoments um den Winkel 6 verdreht. Die mittels 2D-FEM simulierten Felder
entsprechen einer Bestromung des Motors S10.P1 mit einem Antriebsstrom fdw =
15.6 A.

dass ein iiber alle Drehzahlen hinweg stabil laufender Motor instabil
wird, sobald der drehmomentbildende Antriebsstrom zu gross wird. Da-
mit wéren die zuldssige Beschleunigungsrate und das Motordrehmoment
beschrankt.

Die Ursache liegt in der Winkelmessung begriindet. Uber Hallsensoren
im Luftspalt wird das von den Permanentmagneten des Rotors erzeugte
Magnetfeld in drei Achsen gemessen und daraus der Rotorwinkel ermit-
telt. Da sich im Luftspalt Rotor- und Statorfelder iiberlagern, wird die
Winkelmessung durch das Statorfeld beeinflusst.

In Abb. 5.2 ist dargestellt, wie sich das Permanentmagnetfeld des Ro-
tors und das um 90° verdrehte Antriebsfeld iiberlagern. Die Richtung des
resultierenden Luftspaltfelds ist dabei um den Winkel 6 gegeniiber der d-
Achse der Rotormagnetisierung verschoben. Stellt man die Uberlagerung
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Abbildung 5.3: Uberlagerung der Magnetfelder des Rotors und des Antriebs im
Luftspalt. Da die Hallsensoren das Luftspaltfeld messen, ergibt sich eine Abweichung
0 bei der Messung des Rotorwinkels.

der beiden Magnetfelder im Luftspalt vektoriell dar
B;s = Bpmed + Bs darveq; (5.2)

wobei Bpy; des Feld des Rotors und Bg g,y das durch den Antriebsstrom
erzeugte Feld ist, so folgt die Winkelverschiebung

B rv
Osens = arctan (Sd) (5.3)
Bpm

direkt aus dem Arkustangens des Verhéltnisses beider Felder. Nimmt
man an, dass das Statorfeld proportional zum Antriebsstrom ist

BS,drV X fdrva (54)

was einer Vernachldssigung der Statorséttigung entspricht, so erhilt man
die Winkelverschiebung

fdrv
ascns = t . .
arctan ( 7 ) (5.5)

0

Diese kann von der Regelungselektronik im Betrieb des Motors direkt aus
dem Antriebsstrom errechnet werden, wobei Ky ein Kompensationsfaktor
ist, der u.a. von der Sensorposition und der Stédrke der Rotormagnetisie-
rung abhéangt. Damit kann der tatsdchliche Rotorwinkel

’Y = Ymess — 0 (56)

stetig mit der stromabhéngigen Winkelabweichung kompensiert werden.

Zusétzlich muss jedoch ein weiterer Effekt berticksichtigt werden. Die
Drehung des Luftspaltfelds bewirkt nicht nur eine Verfilschung der Win-
kelmessung, sondern auch direkt eine Ablenkung der Richtung der Lager-
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Stator

Rotor
Hall-Sensor

Abbildung 5.4: Position der Hallsensorik im Luftspalt.

krafte. Da die Lorentz- und Maxwellkréfte in den Spulen bzw. am Stator
direkt im Luftspalt entstehen, hédngt die Kraftrichtung nicht von der Po-
sition der Rotormagnetisierung, sondern vom Luftspaltfeld ab. In diesem
Fall wire eine Kompensation des Winkels nicht notwendig, wiirden die
Sensoren genau dieses Feld messen.

Im Allgemeinen ist es jedoch nicht so, dass die Hallsensoren und das
Magnetlager im gleichen Masse vom Antriebsfeld beeinflusst werden. Da
die Hallsensoren nicht fiir starke Magnetfelder geeignet sind, werden diese
nicht direkt im Luftspalt angebracht, sondern etwas unter- oder oberhalb
des Rotors, wie in Abb. 5.4 gezeigt wird. Sie messen damit nur noch
das Streufeld des Rotors, wohingegen das Statorfeld aufgrund der Néhe
zum Stator nicht so stark abnimmt. Damit ist die Winkelabweichung des
Sensorsignals

asens(ldrv) > GF(Idrv) (57)

starker als die Abweichung der Lagerkraftrichtung 0g(l4,,). Die Kom-
pensation des Winkels ist damit vor allem bei Sensoren ausserhalb des
Luftspalts weiterhin zu empfehlen.

Um den Kompensationswert Ky zu bestimmen, muss die Abweichung
des mittels der Hallsensoren gemessenen Winkels von der tatsédchlichen
Richtung der Lagerkraft ermittelt werden. Dies erfolgt vorteilhaft direkt
im Experiment am Prototyp. Der Rotor wird in der Mitte des Luftspalts
blockiert, sodass er sich nicht bewegen kann und das Magnetlager nicht
benodtigt wird. Dann wird der Antrieb bestromt und der gemessene La-
gerwinkel iiber dem Antriebsstrom dargestellt. Da sich der Rotor nicht
bewegt ist ein Ausschlag des Winkelsignals alleine auf die Verdrehung
des Luftspaltfelds zuriickzufiihren.

Abbildung 5.5 zeigt die Ergebnisse eines solchen Experiments bei Be-
stromung des Prototypen S10.1-P1 bis zum maximalen Antriebsstrom
von 15.6 A. Das unkompensierte Sensorsignal erfahrt dabei eine Abwei-
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Abbildung 5.5: Messung des Winkelsignals am Prototypen S10.P1 bei blockiertem
Rotor in Abhingigkeit des Antriebsstroms. Durch die Uberlagerung von Rotorfeld
und Antriebsfeld wird der von den Hallsensoren gemessene Winkel bis zu 28° abge-
lenkt (blaues Signal). Dieser Effekt kann nahezu komplett kompensiert werden (gelbes
Signal) oder an die mittels 3D-FEM ermittelte Kraftrichtung angepasst werden (rotes
Signal), um maximale Lagerstabilitit zu erreichen.

chung von bis zu 28° in beide Richtungen. Durch Kompensation des Si-
gnals nach Gl. 5.5 kann in einem weiten Bereich der Einfluss des An-
triebsstroms eliminiert werden. Bei Stromen tiber 10 A setzten jedoch
Sattigungseffekte ein, wodurch das Signal dann tberkompensiert wird.
Mit dieser Kompensation zeigt sich bereits eine deutliche Verbesserung
des Beschleunigungsverhaltens.

Um nun auch die Abweichung der Kraftrichtung zu beriicksichtigen
wurde der Einfluss des Antriebsstroms auf die Lagerkraft in einer 3D-
FEM Simulation ermittelt. Das Ergebnis ist ebenfalls in Abb. 5.5 dar-
gestellt. Bei voller Antriebsbestromung wird eine Lagerkraft um etwa
7° abgelenkt. Der Kompensationswert Ky wir nun so gewéhlt, das der
Verlauf des Sensorsignals dem Simulationsergebnis in etwa entspricht.

Als Ergebnis dieser Winkelkompensation kann der Motor mit belie-
bigen Antriebsstromen stabil betrieben werden. Wéhrend der Prototyp
S10.1-P1 ohne Kompensation bei fdrv = 9 A bereits bei kleinen Drehzah-
len sofort abstiirzt, kann er nun mit maximalem Antriebsstrom beschleu-
nigt werden. Der Test wurde mit maximaler Beschleunigung bis zu einer
Drehzahl von 18 000 U/min durchgefiihrt.

102



Kapitel 6

Verlustanalyse

Wie bereits eingangs erwahnt, wird die nutenlose Statortopologie gewéhlt,
wenn die Anwendung geringe Verluste bei hohen Drehzahlen erfordert.
Um die Verluste weiter zu minimieren und die Motoren auf ihre An-
wendung hin zu optimieren ist es wichtig, die auch bei der nutenlosen
Topologie entstehenden Verlustmechanismen zu analysieren.

Die Verluste kénnen eingeteilt werden nach Ursache, Verlustmechanis-
mus, Ort der Warmeentwicklung und Last- bzw. Drehzahlabhéngigkeit.
Eine Ubersicht aller relevanten Verlustanteile ist in Tabelle 6.1 darge-
stellt. Als Hauptursache der Verluste in lagerlosen Motoren wird héu-
fig die Rotation des Magnetfeldes der Rotormagnete betrachtet, welches
Wirbelstrom- und Hystereseverluste im Statoreisen erzeugt. Bei der nu-
tenlosen Topologie treten zuséitzlich Wirbelstromverluste in den Spulen
auf, da diese vom rotierenden Luftspaltfeld durchdrungen werden. Zu-
sitzlich entstehen Luftreibungsverluste an der Oberfliche des Rotors.
Diese bereits genannten Verluste sind stark drehzahlabhéngig. Lastab-
héingig hingegen sind die Kupferverluste in den Spulen zufolge des Spu-
lenstroms sowie die Durchlass- und Schaltverluste im Umrichter, hervor-
gerufen durch den Antriebs- und in geringerem Masse auch durch den
Lagerstrom.

Zusétzliche Verluste entstehen durch den hochfrequenten Stromrippel,
hervorgerufen von der PWM des Wechselrichters. Im Vergleich zu konven-
tionellen Motoren ist der Stromrippel bei lagerlosen Scheibenldufermoto-
ren besonders ausgeprigt, da das Verhéltnis von Motorinduktivitat und
induzierter Spannung sehr klein ist (siehe Gl. (6.25)). Diese Stromrippel-
Verluste entstehen sowohl im Statoreisen als hochfrequente Hysterese-
und Eisenverluste, als Proximity-Verluste in den Spulen sowie als Wir-
belstromverluste im Rotor sowie in allen leitfadhigen Bauteilen in der Nahe
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des Stators. Da die induzierte Spannung — und damit auch der Stromrip-
pel — drehzahlabhéngig ist, steigen auch diese Verluste mit zunehmender
Drehzahl.

Jeder dieser Verlustanteile kann durch geeignete Massnahmen verrin-
gert werden, nicht jedoch ohne die Systemkosten, die Leistungsféhigkeit
oder andere Verlustanteile negativ zu beeinflussen. Im Folgenden werden
alle Verlustanteile analysiert und die Zusammensetzung der Verluste fiir
zwei einpolpaarige (S10.1-P1 und S10.2) und zwei zweipolpaarige Proto-
typen (S10.1-P2 und S16) vorgestellt.

Tabelle 6.1: Ubersicht iiber alle Verlustmechanismen.

Ort Ursache Abhéngig von
Drehzahl Last
Eisenverluste Py re Statoreisen Rotorfeld v -
Proximity-Verl. Py cu,ed Spulen Rotorfeld v -
Kupferverluste Py cu Spulen Spulenstrom - v
Stromrippel-Verl. Py .ipple Rotor, Stator PWM v -
Luftreibungsverl. Py rust Rotor Drehung v -
Umrichterverluste Py ctrl Umrichter - v

6.1 Eisenverluste

Das Permanentmagnetfeld des drehenden Rotors erzeugt Verluste im Sta-
torblechpaket durch Ummagnetisierung des Materials. Diese Eisenverlu-
ste

Py pe = Py ny + Py ed (6.1)

setzten sich zusammen aus Hystereseverlusten Py, und Wirbelstrom-
verlusten Py oq. Erstere entstehen durch die Hysterese der B-H-Kurve
des Eisens, letztere durch die vom Wechselfeld im leitfahigen Eisen indu-
zierten Wirbelstrome.
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Tabelle 6.2: Steinmetzparameter fiir Elektroblech M270-35A.

Hysterese cny 0.02 W/ (kgHzT*°)
By 1.6

Wirbelstrom ceqa  6.125 x 10°  W/(kgHz>T?3)
Bea 2.3

6.1.1 Berechnung mit Steinmetzformel

Mittels der héufig fiir Eisenverluste verwendeten Steinmetzformel [59]
werden die Hystereseverluste

PV,hy = Chy MFe f Bﬁhy (62)
und die Wirbelstromverluste
_ 2 HBea
Py eq = Ceampe f°B (6.3)

jeweils iiber die Amplitude B und die Frequenz f der Flussdichte mit-
tels materialabhéngiger Parameter ¢ und S abgeschétzt. Werden diese
Parameter nicht bereits vom Hersteller des Materials angegeben, konnen
sie anhand von Messwerten ermittelt werden. Im Falle des hier verwen-
deten Materials M270-35A wurden typische Messwerte der Verluste fiir
Frequenzen bis 2500 Hz und Flussdichten bis 1.8 T aus dem Datenblatt
[60] entnommen und iber die Minimierung der Summe der Fehlerqua-
drate die Steinmetzparameter fiir Hysterese- und Wirbelstromverluste
ermittelt (siehe Tabelle 6.2).

Die maximale Flussdichte im Stator herrscht an der Stelle zwischen
zwei Rotorpolen und kann mittels 3D-FEM Simulation ermittelt werden.
Wie in Abb. 6.1 gezeigt, ist sie nahezu homogen iiber den Querschnitt
verteilt. Damit kann in sehr guter Naherung der Mittelwert der Flussdich-
teamplitude iiber dem Statorquerschnitt fiir die Abschétzung der Eisen-
verluste verwendet werden.

6.1.2 Einfluss der Feldform auf die Eisenverluste

Betrachtet man den Verlauf des Magnetfelds im Stator fallt auf, dass
vor allem an der Statorinnenseite zusdtzlich zur tangentialen auch eine
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Abbildung 6.1: 3D-Simulation der Flussdichte im Statorquerschnitt an der Stelle
der maximalen Flussdichte, d. h. zwischen zwei Rotorpolen. Die Flussdichte ist nahezu
homogen tiber den Statorquerschnitt verteilt und nimmt nach aussen hin nur sehr
leicht ab.

radiale Feldkomponente existiert. Abbildung 6.2 zeigt den Feldverlauf
im Stator fiir eine Umdrehung des Rotors mit einem und zwei Polpaaren.
Das Magnetfeld des Rotors dringt radial an der Innenseite des Stators ein
und wird in tangentialer Richtung zum néchsten Rotorpol gefithrt. Direkt
vor den Rotorpolen tritt die maximale radiale Flussdichte im Stator auf,
welche jedoch zur Aussenseite hin auf null abfallt, da das Magnetfeld
den Stator aussen nicht verldsst. Es resultiert ein Magnetfeld, welches
an der Statoraussenseite rein alternierend ist und nach innen hin einen
rotierenden Anteil bekommt (sieche Abb. 6.2(b)). Zusitzlich treten bei
mehrpolpaarigen Rotoren leichte Oberwellen im Feldverlauf des Stators
auf.

Obwohl sich vor allem die Hystereseverluste bei rotierenden Feldern
stark von denen alternierender Felder unterscheiden, hat sich der Ein-
fluss bei allen hier untersuchten Motoren als sehr gering herausgestellt.
Deshalb kénnen die Verluste gut mittels der oben vorgestellten einfachen
Steinmetzformeln berechnet werden. Da dies nicht allgemeingiiltig fiir
alle Motoren behauptet werden kann, wird die Verlustberechnung fiir
elliptische Felder im Folgenden kurz vorgestellt.

Hystereseverluste fiir elliptische Felder

Besitzt der Magnetfeldverlauf rotierende Anteile, so wird die Hysterese-
schleife nicht mehr komplett durchlaufen und das Material erfihrt keinen
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(c) FFT-Analyse des Magnetfelds

Abbildung 6.2: Analyse des Feldverlaufs im Statoreisen mittels 2D-FEM Simulation
fiir Rotor P1 (links) und Rotor P2 (rechts). (a) Darstellung des radialen und tangen-
tialen Felds fir eine Rotorumdrehung in der Statormitte; (b) Orbitdarstellung des
Feldes fiir drei Positionen innen, Mitte und aussen; (c) FFT Analyse von radialem
und tangentialem Feld.
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Nulldurchgang der Flussdichte mehr. Dies macht deutlich, dass Hyste-
reseverluste rotierender Felder nicht ohne weiteres mit den bekannten
Gleichungen fiir alternierende Felder berechnet werden kénnen.

Fiir rein rotierende Felder finden sich in der Literatur Messwerte der
Verluste fiir verschiedene Materialien [61, 62]. Die Hystereseverluste fiir
rotierende Felder steigen mit zunehmender Flussdichte bis zu einem Ma-
ximum und fallen bis zur Sattigungsflussdichte auf Null ab. Von Zhu und
Ramsden [63, 64] wird ein Modell fiir dieses Verhalten basierend auf der
Kennlinie von Asynchronmotoren prisentiert, welches sehr gute Uberein-
stimmung mit den Messwerten zeigt. Zuséatzlich werden die Parameter fiir
ein 0.35 mm dickes Elektroblech (,Lycore 130%), welches nahezu gleiche
magnetische Eigenschaften wie M270-35A aufweist, angegeben. Demnach
sind die Rotationsfeld-Hystereseverluste

1/s 1/(2—s)
1/s)2+a2  1/(2—s)2 +a§] (6.4)

Py yyr = a1mpef [(

(6.5)

wobei Bg die Sattigungsinduktion und a; und a3 Materialparameter
darstellen. Die Parameter fiir das zu M270-35A &dhnliche Material sind
a1 = 0.78J/kg, a3 = 6.09 und Bs = 1.8 T.

In Abb. 6.3 sind die Rotationsfeld-Hystereseverluste zusammen mit
den Hystereseverlusten fiir ein konventionelles Wechselfeld (Wechselfeld-
Hystereseverluste) dargestellt. Bis zu einer Flussdichte von 1.5 T nehmen
die Rotationsfeld-Hystereseverluste stetig zu und sind stets grosser als die
Wechselfeld-Hystereseverluste. Bis zur Sattigung des Materials nehmen
sie stark ab und sind bei grossen Flussdichten deutlich kleiner als die
Verluste fiir ein Wechselfeld.

Fiir elliptische Felder werden die Hystereseverluste
Py oy = €Pyhyr+ (1 — €)°Pynya (6.6)

aus Rotationsfeld- und Wechselfeld-Hystereseverlusten zusammengesetzt
werden, wobei

A

Brad
€ =
Btan

) Brad < Btan (67)
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Abbildung 6.3: Vergleich der gewichtsbezogenen Hystereseverluste fir rein rotieren-
des und alternierendes Feld (Wechselfeld) normiert auf die Frequenz. Die Wechselfeld-
Hystereseverluste steigen monoton mit der Flussdichte. Die Hystereseverluste durch
rotierende Felder sind fiir kleine B deutlich grosser als fiir alternierendes Feld, neh-
men dann bei etwa 85% der Sattigungsflussdichte ein Maximum an und fallen bis zur
Séttigung des Materials auf Null ab.

das Verhéltnis von kleiner und grosser Achse des elliptischen Feldes ist.
Dies wurde von Zhu und Ramsden [63] ebenfalls mit Messwerten belegt.

Die Oberwellen miissen bei der Berechnung der Hystereseverluste nicht
berticksichtigt werden, solange im B-H-Verlauf keine Nebenschleifen auf-
treten [65].

Fir den lagerlosen Motor ist das Achsenverhéltnis e eine Funktion des
Radius und nimmt von der Statorinnenseite zur Aussenseite hin ab. Des-
halb muss Gl. 6.6 iiber den Stator vom Innenradius g ; zum Aussenradius
T3,a integriert werden und man erhéalt

PV,hy = 6IPV,hy,r + 6a]DV,hy,a (68)
mit
2 /’TS.a
€& = e(r)rdr, (6.9)
r%,a - Tg 1 TS,i
2 TS,a
€a = ﬁ/ (1 —e(r)*rdr. (6.10)
"Sa =TS Jrs,

109



KAPITEL 6. VERLUSTANALYSE

Tabelle 6.3: Einfluss des elliptischen Feldverlaufs auf die Eisenverluste der unter-
suchten Prototypen.

Hystereseverluste Wirbelstromverluste
Prototyp ‘ B ‘ €r €a Einfluss Einfluss
S10.1-P1 | 1.76 T | 0.15 0.72 -18% +4.9%
S10.1-P2 | 1.19T | 0.12 0.62 -8% -1.7%
S10.2 | 1.27T | 0.15 0.73 -6.5% +2.4%
S16 | 1.227T | 0.13 0.74 -8% -18%

Die Parameter ¢, und e, konnen mittels 2D-Simulation ermittelt wer-
den, da sich der Feldverlauf in 2D- und 3D-Simulation nicht unterschei-
det.

Beide Faktoren sowie der Einfluss des elliptischen Feldverlaufs auf die
Verluste im Vergleich zur Berechnung mit der einfachen Steinmetzformel
Gl. 6.2 ist fiir die untersuchten Prototypen in Tabelle 6.3 dargestellt.

Es zeigt sich, dass in jedem Fall die Hystereseverluste des elliptischen
Feldes gegeniiber dem alternierenden Feld reduziert sind. Beim Prototyp
S10.1-P1 ist dies aufgrund der starken Sattigung des Stators am stérk-
sten. Bei den anderen Prototypen ist diese Verlustreduktion auf Gl. 6.6
zuriickzufiihren, welche fiir 0 < € < 1 stets eine Reduktion der Verlu-
ste gegeniiber einer linearen Mischung der Verlusteanteile fiir rotierendes
und alternierendes Feld bewirkt.

Wirbelstromverluste unter Beriicksichtigung der
harmonischen Anteile

Da die Verlustanteile fir radiale und tangentiale Flussdichte sowie fiir
Oberwellen bzgl. der Wirbelstromverluste orthogonal sind, kénnen die
Verlustkomponenten einfach addiert werden [65]. Damit ergeben sich die
Wirbelstromverluste zu

Py ed = Ced Mre Z (nf)? (Bz{j;g,n + Bl ) (6.11)

n

unter Beriicksichtigung der harmonischen Anteile der radialen und tan-
gentialen Flussdichteamplituden mit der Ordnungszahl n.
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Fiir die untersuchten Prototypen wurde mittels 2D-FEM die Feldform
ausgewertet (vgl. Abb. 6.2(c¢)) und die Wirbelstromverluste tiber Gl. 6.11
ermittelt. In Tabelle 6.3 ist der Einfluss dieser Analyse im Vergleich zur
einfachen Steinmetzformel Gl. 6.3 angegeben. Fiir die einpolpaarigen Pro-
totypen S10.1-P1 und S10.2, welche einen fast ausschliesslich sinusférmi-
gen Feldverlauf aufweisen, resultieren leicht grossere Wirbelstromverluste,
welche aus dem radialen Feldanteil resultieren. Dies war zu erwarten, da
dieser Feldanteil in der einfachen Steinmetzformel vernachléssigt wird.
Entgegen den Erwartungen reduzieren sich die Verluste bei den zweipol-
paarigen Motoren; beim S16 mit -18 % sogar deutlich. Dies liegt daran,
dass der Feldverlauf im Stator dreieckférmig ist und damit die Grundwel-
le des Feldes kleiner ist als der in Gl. 6.3 verwendete Spitzenwert. Trotz
Beriicksichtigung der Oberwellen und des radialen Feldanteils resultier-
ten deshalb mit Gl. 6.11 reduzierte Wirbelstromverluste.

Zusammenfassend kann gesagt werden, dass die Eisenverluste néhe-
rungsweise auch fiir die im nutenlosen lagerlosen Motor auftretenden el-
liptischen Felder mit den einfachen Steinmetzformeln (6.2) und (6.3) und
dem Spitzenwert der Flussdichteamplitude im Statoreisen berechnet wer-
den koénnen. Die Berechnung der Verluste fiir elliptische Felder erfordert
einen deutlich hoheren Analyseaufwand, der im Angesicht des geringen
Einflusses nicht in jedem Fall notwendig ist. Fiir die Verlustanalyse der
hier untersuchten Prototypen wurde die Feldform jeweils berticksichtigt.

6.2 Wirbelstromverluste in den Spulen

Eine Besonderheit des nutenlosen Motorkonzepts ist, dass die Spulen
zum Teil im Luftspalt liegen und direkt vom rotierenden Permanentma-
gnetfeld des Rotors durchdrungen werden. Dieses erzeugt — d&hnlich den
Eisenverlusten im Statoreisen — Wirbelstromverluste in den Kupferlei-
tern.

In Abbildung 6.4 ist die Feldverteilung im Querschnitt einer Spule di-
rekt vor einem Rotorpol gezeigt. An dieser Position erreicht das Luftspalt-
feld sein Maximum und durchdringt die Spule rein radial. Die Flussdichte
ist am grossten in der axialen Mitte des Luftspalts, allerdings sind auch
ober- und unterhalb des Luftspalts noch Streufelder vorhanden. Zudem
ist das Feld im Luftspalt nicht homogen. Aus diesem Grund ist eine reine
2D-Simulation nicht ausreichend fiir eine Abschéitzung der Wirbelstrom-
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Abbildung 6.4: 3D-Simulation der Flussdichte in der unbestromten Spule direkt vor
einem Rotorpol (Rotorwinkel v = 0°).

verluste, da diese nur die Mitte des Motors simuliert. Eine 3D-Simulation
liefert aufgrund des grosseren Simulationsrauschens und der groberen Ver-
netzung ungenauere Ergebnisse fiir den Feldverlauf im Luftspalt. Hier ha-
ben sich 2D-Simulationen als genauer und im Bezug auf die Auswertung
und den Rechenaufwand als effizienter erwiesen.

Das Ziel ist im Folgenden, mittels einer Kombination aus 3D- und 2D-
Simulation moglichst rechenzeiteffizient die Wirbelstromverluste in den
Spulen zu berechnen. Die 3D-Simulation dient dabei der Bestimmung
der absoluten Felddichte unter Beriicksichtigung der axialen Feldanteile,
wobei mittels 2D-Simulation der Feldverlauf bestimmt wird.

In Abbildung 6.5 ist der Feldverlauf fiir einen ein- und einen zweipol-
paarigen Rotor fiir eine Rotorumdrehung dargestellt, wie sie mittels 2D-
Simulation in der axialen Spulenmitte simuliert wurde. Das Feld besitzt
iiberwiegend radiale, aber auch nicht zu vernachlédssigende tangentiale
Anteile. Bei mehrpolpaarigen Rotoren sind zudem Oberwellen im Feld-
verlauf vorhanden.

Die Berechnung der Wirbelstromverluste in runden Leitern erfolgt iiber
die bekannte Formel fiir Promximityverluste
773 d4 2 BZ

el,n™—n (612)

PCu,ed,n = 32PCu

als Verlustleistung pro Léange eines Leiters mit Durchmesser d und Leit-
fahigkeit pcy, welcher von einem externen Magnetfeld der n-ten harmo-
nischen Amplitude B,, und Frequenz f , senkrecht durchdrungen wird
[66]. Da die Flussdichte im Luftspalt nicht homogen ist und zudem auch
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(c) FFT-Analyse des Magnetfelds

Abbildung 6.5: Analyse des Feldverlaufs in der Spule mittels 2D-FEM Simulation fiir
Rotor P1 (links) und Rotor P2 (rechts). (a) Darstellung des radialen und tangentialen
Felds fiir eine Rotorumdrehung in der Spulenmitte, (b) Orbitdarstellung des Feldes fiir
drei Positionen: innen (rotorseitig), Mitte und aussen (statorseitig); (¢) FFT Analyse
von radialem und tangentialem Feld.
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die Streufelder ausserhalb des Luftspalts die Spule durchdringen, muss
iber die gesamte Umlauflange L aller w Windungen in N Spulen inte-
griert werden, um die Wirbelstromverlustleistung

3

PCu,ed,n = wN/ pCu,edAndl = T
I ’ 3

wNd* 3 / n?B2dl  (6.13)
2pCu L

zu erhalten. Geht man davon aus, dass die Leiter gleichméssig tiber die
Querschnittsfliche Ag, der Wicklung der Spule verteilt sind lésst sich
in guter Naherung das Langenintegral der Flussdichte iiber die mittlere
Windungslénge

Asp
dsp

und den quadratischen Mittelwert der Flussdichte iiber die Spulenfliche

L= (6.14)

1

— | B4 (6.15)
ASP ASp

Brms;ﬂ =

darstellen als

1 _
/ B2dl ~ L— B2dA = LB; (6.16)
L

rms,n*
Sp Asp

Damit vereinfacht sich die Gleichung der Wirbelstromverluste zu (6.13)

zu
3

4 02 T R2
wNd cl,nLBrms,n'

PCu,cd,n = (617)

32pCu

Da der Feldverlauf im Allgemeinen nicht sinusférmig ist, miissen die
Verluste fiir alle Harmonischen sowie fiir radiale und tangentiale Felder
addiert werden. Hierfiir wird ein Verzerrungsfaktor

o0

1
5 = ? Z (BtQan,n + BrQad,n) -n? (618)

n=1

eingefiihrt als Summe aller Harmonischen des radialen und tangentialen
Luftspaltfeldes normiert auf den Spitzenwert Erms. Dieser ist nur von
der Form des Feldes, nicht aber von dessen Amplitude abhéngig und
beschreibt den Einfluss der Harmonischen sowie des tangentialen Feldes
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auf die Wirbelstromverluste. Bei rein sinusférmigem, radialem Feld ist
& = 1. Die totalen Wirbelstromverluste in den Spulen

3

_ N 2
Poued = wNd*Lf3 (gBrms) (6.19)

3 PCu
kénnen dann iiber den Spitzenwert der iiber den Wicklungsquerschnitt
der Spule quadratisch gemittelten Flussdichte By;,s und der Verzerrung
des Feldes ausgedriickt werden. Beide Werte gilt es, mittels numerischer
Simulation zu ermitteln.

Wie bereits erwidhnt ist eine sinnvolle Simulation des Flussdichtevertei-
lung Bims nur mittels 3D-Simulation moglich. Eine 2D-Simulation wiirde
alle axialen Streufelder ignorieren. Da die Auswertung des Feldverlaufs
und die Berechnung der Harmonischen aus einer 3D-Simulation aufwen-
dig und aufgrund des Simulationsrauschens fiir héherfrequente Harmoni-
sche sehr ungenau wird, ist eine 2D-Simulation fiir die Evaluation des
Feldverlaufs besser geeignet. Dies setzt die Annahme voraus, dass die die
Form des Feldes in der gesamten Spule gleich ist.

Dann ist der Verzerrungsfaktor des Feldes in der Spule

oo

1
5 ~ £2D = = Z (Bl?ms,tan,n + Bfms,rad,n) -n?, (620)

rms,2D n=1

ndherungsweise gleich dem mittels 2D-Simulation ermitteltem Verzer-
rungsfaktor in der Spulenmitte (siehe Abbildung 6.4). Dieser ist normiert
auf den quadratischen Mittelwert der Flussdichte in der Mitte der Spu-
lenwicklung

R 1

Bims,2p = max (B 2p (7)) = —/ B(a)2dr (6.21)

dSp dSp _

o=y
Letztendlich werden die Wirbelstromverluste in den Spulen
3 2
™ 47 2 (D
Py cuea = 33— Nwd L3 (Busan - &0 ) (6.22)
32pCu
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Tabelle 6.4: Verzerrungsfaktoren der Prototypen mit ein- und zweipolpaarigem Ro-
tor.

Motor Polpaarzahl Verzerrungsfaktor £2p
S10.1-P1 1 1.00
S10.1-P2 2 1.36
S10.2 1 1.00
S16-FEO 2 2.15
S16-FE8 2 1.62

aus dem Spitzenwert der mittels 3D-Simulation ermittelten Flussdichte

. 1
Brmssp = 4| — B2dA
,3D Asp e,

(6.23)

="

und dem zweidimensional simulierten Verzerrungsfaktor des Feldes be-
rechnet. Die Wirbelstromverluste sind quadratisch von der Frequenz und
damit von der Drehzahl und der Polpaarzahl des Rotors sowie auch qua-
dratisch von der Flussdichte im Luftspalt abhéngig.

In Abbildung 6.5 ist ein direkter Vergleich der Feldform zwischen dem
ein- und zweipolpaarigen Rotor des Prototypen S10.1 gegeben. Der zwei-
polpaarige Rotor weist einen leicht rechteckformigen Feldverlauf, signifi-
kant hohere tangentiale Flussdichten an der Innenseite der Spulen und
deutliche Oberwellen auf, wohingegen das Feld des einpolpaarigen Rotors
nahezu exakt sinusoidal verlauft.

In Tabelle 6.4 sind die Verzerrungsfaktoren der untersuchten Prototy-
pen aufgefiihrt. Bei Rotoren mit einem Polpaar ist der Verzerrungsfaktor
nahezu exakt 1, da keine Oberwellen auftreten und der Einfluss der tan-
gentialen Felder gering ist. Bei den zweipolpaarigen Prototypen ist die
Verzerrung des Feldes nicht mehr vernachléssighar. Den grossten Einfluss
hat dieser Faktor beim grossen Prototypen S16 mit bis zu £ = 2.15. Dies
kann damit begriindet werden, dass aufgrund des grésseren Rotordurch-
messers im Vergleich zum S10.1-P2 das Luftspaltfeld stérker rechteckfor-
mig ist und damit mehr Oberwellen aufweist.

Da der Durchmesser d der Leiter mit der vierten Potenz in die Wirbel-
stromverluste eingeht, konnen diese durch Verwendung diinnerer Dréh-
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te drastisch reduziert werden. Hilt man bei Erhéhung der Leiteranzahl
den Gesamtquerschnitt der Wicklung A = %mon konstant, geht der
Leitungsdurchmesser noch quadratisch mit den Verlusten. Verwendet
man anstatt Volldraht gegeneinander isolierte parallele Leiter gleichen
Gesamtquerschnitts — z. B. Litzdraht oder parallele Wicklungen — so re-
duzieren sich die Wirbelstromverluste in den Spulen proportional zur
Anzahl der parallelen Leiter. Bei Wicklung von Spulen mit parallelen
Leitern sollte darauf geachtet werden die parallelen Strange moglichst
eng beieinanderliegend zu fithren, um Kreisstrome zu vermeiden.

Aufgrund des begrenzten Wickelraums reduziert sich bei Verwendung
von Litze auch der Fillfaktor — erfahrungsgeméss um den Faktor 2 —
und erhoht damit die lastabhéngigen Kupferverluste. Ob die Reduktion
der drehzahlabhéngigen Verluste auf Kosten der lastabhingigen Verluste
gerechtfertigt ist, muss fiir jeden Anwendungsfall abgeschéitzt werden.

6.3 Stromrippelverluste

Eine oftmals bei Verlustanalysen vernachléssigte, trotzdem aber bereits
seit Langerem bekannte Ursache fiir Verluste in lagerlosen Motoren ist
der durch den Umrichter verursachte Stromrippel. Die hierdurch erzeug-
ten hochfrequenten, nicht sinusférmigen Magnetfelder erzeugen sowohl
im Stator als auch im Rotor zusétzliche Verluste, welche im Weiteren als
Stromrippelverluste bezeichnet werden [67].

Der Stromrippel entsteht durch den aus der Pulsweitenmodulation re-
sultierenden pulsierenden Spannungsabfall iiber den Motorinduktivité-
ten. Er berechnet sich zu

. Upc
ipp = 72ﬁLfsT(m7 0) (6.24)

mit der Zwischenkreisspannung Upc, der Schaltfrequenz fg und der Moto-
rinduktivitdt L. Die normierte Stromrippelamplitude r = f(m, 6) ist eine
nichtlineare Funktion des Modulationsgrades und des Winkels innerhalb
der Stromgrundschwingung [68]. Der Modulationsgrad wird iiberwiegend
von der induzierten Spannung bestimmt. Demzufolge ist der Stromrippel

11

inp o 5 (Uina) (6.25)
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umgekehrt proportional zur Motorinduktivitdt und zur Schaltfrequenz
und steigt mit der induzierten Spannung bzw. mit der Drehzahl des Ro-
tors.

Bei den hier untersuchten lagerlosen Motoren ist die Rotormagnetisie-
rung sehr stark um ausreichende passive Lagersteifigkeiten zu erreichen.
Um zusétzlich die geforderten hohen Drehzahlen zu erreichen muss die
Windungszahl der Spulen klein sein, womit das Verhéltnis aus induzier-
ter Spannung und Motorinduktivitdt gering ist. Dies bewirkt, dass der
Stromrippel bei lagerlosen schnell drehenden Motoren besonders gross
ist verglichen mit langsam drehenden konventionellen Motoren. Somit
diirfen die Stromrippelverluste nicht vernachléssigt werden.

Die durch den Stromrippel hervorgerufenen hochfrequenten Magnetfel-
der erzeugen sowohl im Stator als auch im Rotor Wirbelstromverluste.
Zwar sind die Feldstarken vergleichsweise gering, die hohen Frequenzen
bewirken jedoch signifikante Verluste. Hystereseverluste konnen aufgrund
der geringen Feldstarke vernachléssigt werden. Die im Stator auftreten-
den Verluste bestehen aus den Wirbelstromverlusten im Statoreisen und
Proximity- und Skin-Effekt-Verlusten in den Spulen. Im Rotor entstehen
Wirbelstréme vor allem in der leitfdhigen Ummantelung und in geringe-
rem Masse in den Magneten. Um diese Verluste abschétzen zu kdnnen
muss wiederum das durch die Spulenstrome erzeugte Magnetfeld bekannt
sein.

Da die Eindringtiefen bei den relevanten Frequenzen im Millimeterbe-
reich liegen und damit bereits deutlich kleiner sind als die Dimensionen
des Motors, miissen die Feldriickwirkungen der Wirbelstrome bertiicksich-
tigt werden. Diese bewirken eine Verdréngung des Felds bei hohen Fre-
quenzen, womit die Wirbelstromverluste nicht mehr quadratisch von der
Frequenz abhéngen. Die Stromrippelverluste

PV,ripple = Z Kharrn(fn) : Zi (626)

werden deshalb iiber den frequenzabhéngigen harmonischen Einflussfak-
tor Kharm(f) und dem Quadrat der harmonischen Anteile der Phasen-
strome 4,, berechnet. Um die Stromrippelverluste fiir beliebige Eingangs-
strome zu bestimmen, muss Kpaym(f) bestimmt werden.

Von Schwager u. a. [69] wurde fiir einen konventionell gelagerten Hoch-
geschwindigkeitsmotor das Magnetfeld inklusive der von den Wirbelstro-
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men erzeugten Feldriickwirkung zweidimensional analytisch berechnet.
Mithilfe der Maxwell-Gleichungen sowie einer erweiterten Version der
Steinmetz-Formeln wurden dann die vom Stromrippel verursachten Ver-
luste berechnet. Die tiberwiegenden Stromrippelverluste traten hier im
Rotor auf, was jedoch auf das in [69] verwendete verlustarme SMC Stator-
material und die Spulen aus Litzdraht zuriickgefiihrt werden kann. Die
zweidimensionale Analyse ist bei Langlaufermotoren tiblich, fithrt aber
bei Scheibenldufermotoren bekanntlich nicht zu belastbaren Ergebnissen.

Von Yamazaki u.a. [70, 71] wurde eine Methode vorgestellt, die Wir-
belstromverluste in leitfihigen Materialien sowie die Eisenverluste von
geblechtem Statormaterial direkt in einer transienten 3D-FEM Simula-
tion zu ermitteln. Dabei wurden fiir jedes finite Element die Verluste
aus dem Feldverlauf ermittelt. Der Verlauf der Eingangsspannung inklu-
sive der PWM wurde analytisch ermittelt und als Eingangssignal in die
3D-Simulation gespeist. Hiermit wurde ein Segment einer permanentma-
gneterregten Synchronmaschine (PMSM) simuliert. Es zeigte sich sowohl
in den Rotormagneten als auch im Statoreisen ein grosser Verlustanteil
welcher auf den Stromrippel zuriickzufithren ist. Der Nachteil dieser Me-
thode ist der hohe Aufwand zur Erstellung der Simulation wie auch der
Rechenaufwand. Von Yamazaki wird fiir einen Simulationslauf eine Re-
chendauer auf einem Standardrechner von iiber 50 Tagen berichtet.

Eine Methode zum Messen der Stromrippelverluste wird von Bradley
u. a. vorgestellt [72]. Dabei wird der Versorgungsspannung des Motors ei-
ne sinusférmige Spannung héherer Frequenz iiberlagert und der Effekt auf
die Verluste gemessen. Durch Variation der iiberlagerten Frequenz kann
der frequenzabhéngige harmonische Einflussfaktor und damit fiir beliebi-
ge Eingangsspannungen die Stromrippelverlustleistung ermittelt werden.
Die Messung des harmonischen Einflussfaktors muss fiir jeden Motor in-
dividuell erfolgen und erfordert hohen messtechnischen Aufwand.

In dieser Arbeit wird ein kombinierter Ansatz aus Messung und Simu-
lation zur Ermittlung der Stromrippelverluste verfolgt. Zunédchst wird
dem Motor in jeder Phase eine Filterinduktivitidt vorgeschaltet, welche
um ein Vielfaches grosser ist als die Motorinduktivitdt. Dadurch werden
die Stromrippelamplitude und die Stromrippelverluste stark reduziert.
Am Eingang des Inverters werden die Verluste und in einer Motorphase
die Phasenstrome gemessen. In Abb. 6.6 ist der Phasenstrom ohne Filter
(links) und mit Filter (rechts) dargestellt. Die Amplitude des Stromrip-
pels wird durch das Filter etwa um den Faktor 6 reduziert. In Abb. 6.7
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Abbildung 6.6: Gemessene Spulenstrome des Prototypen S10.1-P1 bei n =
20000 U/min (a) ohne und (b) mit Filterinduktivitdten. Mit Filter war die gemes-
sene Leistungsaufnahme des Gesamtsystems im Vergleich zur Messung ohne Filter
um 24 W reduziert.
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Abbildung 6.7: FFT-Analyse des am Prototypen S10.1-P1 bei 20000 U/min ge-
messenen Spulenstroms mit und ohne Filterinduktivitdt zusammen dargestellt mit
dem Verlustfaktor der Rotorverluste. Dieser frequenzabhéngige Faktor gibt die Wir-
belstromverluste der jeweiligen harmonischen Anteile des Spulenstroms an und wurde
mittels 2D-FEM simuliert.
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Abbildung 6.8: 2D-Simulation der Wirbelstromdichte im Rotor des Motors S10.1—
P1 bei sinusférmigen Spulenstromen mit 1 A Amplitude und einer Frequenz von
17.52 kHz.

ist die FFT-Analyse dieser Strommesswerte fiir beide Messungen darge-
stellt. Bei Verwendung des Filters wurde eine um 24 W reduzierte Ver-
lustleistung gemessen. Um zu bestétigen, dass die verbleibenden Strom-
rippelverluste mit Filter zu vernachléssigen sind, wird der harmonische
Einflussfaktor ndherungsweise bestimmt.

Hierfiir werden in einer 2D-Simulation die frequenzabhéngigen Wirbel-
stromverluste im Rotor simuliert. Da fiir die Felder im Rotor die axial
auftretenden Randeffekte nicht so stark sind wie in den Spulen und die
Wirbelstromverluste im Material des Rotors leichter berechnet werden
konnen als im Blechpaket des Stators, ist die 2D-Simulation der Strom-
rippelverluste im Rotor mit geringem Aufwand moéglich. Die Stromdich-
teverteilung im Rotor fiir eine der Schaltfrequenz von fg = 17.52 kHz ent-
sprechenden Frequenz und eine Amplitude von 1 A ist in Abbildung 6.8
dargestellt. Die iberwiegenden Verluste treten im Rotormantel auf, da
die Magnete durch den Skin-Effekt weitestgehend vor den hochfrequen-
ten Magnetfeldern abgeschirmt werden. Nur bei geringeren Frequenzen
treten auch in den Magneten signifikante Wirbelstromverluste auf. Der
ermittelte harmonische Einflussfaktor der Rotorverluste Kharm r ist in
Abbildung 6.7 dargestellt. Uber Gl. 6.26 kénnen dann die Rotorverluste
ermittelt werden.

Fir die gemessenen Phasenstrome bei 20000 U/min berechnen sich
damit die Verluste im Rotor zu Py ripple,g = 7.43 W ohne Filter und
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Py ripple,r = 0.28 W mit Filter. Die Filterinduktivitéten reduzieren somit
die Stromrippelverluste auf 3.6 %. Es wird angenommen dass sich die
Stromrippelverluste im Stator ebenso verhalten.

Da die verbleibenden Stromrippelverluste bei Verwendung der Filterin-
duktivitdten so gering sind, werden diese bei der Messung der Stromrip-
pelverluste im Folgenden vernachléssigt. Dadurch kénnen die Stromrip-
pelverluste vereinfacht aus der Differenz der Eingangsleistung des Motors
im Experiment mit und ohne Filter ermittelt werden. Fiir die Prototy-
pen S10.1-P1, S10.2 und S16 wurden so die Stromrippelverluste ermittelt.
Fiir den Motor S10.1-P2 wurde die Messung des einpolpaarigen Rotors
S10.1-P1 verwendet, da beide Prototypen den gleichen Stator und iden-
tische Rotorgeometrie aufweisen. Die Ergebnisse werden in Abschnitt 6.7
zusammenfassend prasentiert.

Die Messungen haben ergeben, dass die Stromrippelverluste einen si-
gnifikanten Teil zu den Gesamtverlusten beitragen. Neben den Luftrei-
bungsverlusten sind dies die einzigen Verluste, welche auch im Rotor ent-
stehen. Die Erwdrmung des Rotors ist bei Liifteranwendungen kaum von
Bedeutung, kann aber bei Anwendungen mit schlechter Rotorkiihlung —
z.B. im Vakuum — zu Problemen fithren. Mittels verbesserter Inverter-
technologie (hohere Schaltfrequenzen) oder durch Verwendung von Aus-
gangsfiltern am Inverter, sowie durch Pulsamplitudenmodulation oder
Multilevel-Inverter, konnen diese Verluste reduziert werden.

Zusétzlich hat sich in den Versuchen gezeigt, dass leitfadhige Gehéuse-
teile in Spulennéhe, wie z. B. Klemmen zur Befestigung des Stators oder
eine Abdeckplatte oberhalb der Spulen, die Verluste des Motors erho-
hen. Da diese Teile weit vom Rotorfeld entfernt sind, sich jedoch nahe
an den Statorspulen befinden, ist davon auszugehen dass die Verluste in
diesen Bauteilen durch den Stromrippel verursacht werden. Darum ist
bei der Konstruktion des Motors darauf zu achten, notwendige leitfdhige
Teile moglichst weit von den Statorspulen entfernt zu platzieren und aus
schlecht leitfahigem Material zu fertigen.

Weiterhin wurden bei Verwendung der Filterinduktivitdten deutlich
geringere Storungen der Positionssensoren bei hohen Drehzahlen beob-
achtet. Daraus ist zu schliessen, dass der Stromrippel die Hauptursache
des Sensorrauschens darstellt.
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6.4 Kupferverluste zufolge der
Spulenstromgrundschwingung

In den Spulen entstehen durch die Antriebs- und Lagerstréme ohmsche

Verluste
Py.co=m- RI?, (6.27)

wobei R der DC- bzw. Niederfrequenz-Widerstand einer Phase und [
der Effektivwert des Phasenstromes ist. Geht man davon aus das die
Lagerstrome vernachlassigbar sind, was bei entsprechender Lageregelung
auch gegeben ist, muss nur der Antriebsstrom

Idrv = k% = L(—Pmech + PV7Fe + PV,Cu,ed + PV,Luft) (628)
M whky
betrachtet werden. Dieser berechnet sich aus dem auf den Rotor wirkende
Drehmoment, welches durch die abgegebene mechanische Leistung Ppech
und die durch die Rotordrehung verursachten Eisen-, Wirbelstrom- und
Luftreibungsverluste erzeugt wird.

Diese Stromgrundschwingungs-Kupferverluste sind bei den hier vorge-
stellten Prototypen sehr gering und im Leerlauf vernachléssigbar. Sie
werden deshalb bei der Untersuchung der Leerlaufverluste nicht gezeigt.
Da die Verluste quadratisch von der Last abhdngen werden sie erst im
Anwendungsfall relevant.

6.5 Luftreibungsverluste

Zuséatzlich zu den elektrischen Verlusten entstehen am Rotor und im
Luftspalt Luftreibungsverluste bedingt durch die Relativgeschwindigkeit
der Rotoroberfliche gegeniiber der Kammerwand. Diese Verluste sind bei
kleinen Drehzahlen sehr gering, jedoch steigen sie stérker als jeder andere
Verlustanteil mit der Drehzahl und sind besonders bei schnell drehenden
Rotoren relevant.

Zur Berechnung der Luftreibungsverluste muss unterschieden werden
zwischen den Verlusten im Luftspalt, an den Deckflichen, sowie an der
Innenseite des Rotorrings. Da in den relevanten Drehzahlbereichen tur-
bulente Stromungsverhéltnisse vorherrschen, ist eine exakte analytische
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Berechnung bislang nicht moglich, weshalb auf empirisch ermittelte Kor-
relationen fiir die Reibkoeffizienten zuriickgegriffen wird. Von Borisavl-
jevic [73] werden verschiedene Modelle fiir die Reibung an umkapselten
rotierenden Scheiben und Zylindern vorgestellt, welche relativ dhnliche
Ergebnisse liefern. Besonders bekannt ist das Modell von Bilgen und
Bolous [74] fiir die dussere Mantelfliche des Rotors. Die Messwerte der
Luftreibung lagen jedoch fiir die beiden Prototypen S10.1 und S16 jeweils
um gut 100% iiber den mit diesem Modell berechneten Werten. Dies ist
damit zu begriinden, dass hier die Luftreibung an den Deckflichen und
der Innenseite des Rotorrings nicht beriicksichtigt wird.

Ein Modell fiir eine in einem Zylinder rotierende Scheibe wird in [32]
vorgestellt, welches neben den Luftspaltverlusten auch die Verluste der
Deckflachen der Scheibe berechnet. Dieses ldsst sich leicht an ringférmi-
ge Rotoren anpassen, indem man die Verluste der in der Mitte nicht
vorhandenen Deckflichen abzieht. Dabei wird allerdings die innere Zy-
linderfliche des Rings nicht beriicksichtigt. Trotzdem zeigt dieses Modell
um 65% bzw. 45% grossere Werte als an den Prototypen S10.1 und S16
gemessen wurden.

Die schlechte Ubereinstimmung der untersuchten Modelle mit den Mess-
werten, die Vielfalt an unterschiedlichen Modellen und die Tatsache, dass
alle verfiigharen Modelle auf empirischen Untersuchungen beruhen, wel-
che stark von den gegebenen Randbedingungen abhéngen, stellt die Sinn-
haftigkeit einer analytische Untersuchung der Luftreibungsverluste stark
in Frage. Zudem ist diese Untersuchung nur fiir den Motor ohne anwen-
dungsspezifische Anbauten an den Rotor — z. B. Fligelrader — giiltig und
wird damit im Anwendungsfall obsolet.

Da die Luftreibungsverluste in dieser Arbeit fiir Messung der Gesamt-
verluste der Prototypen im lastfreien Betrieb wichtig sind, wurden diese
in einem einfachen Versuch an den beiden Prototypen S10.1 und S16
gemessen. Dazu wurde der Innenraum der Prototypen jeweils mittels
zweier Platten oben und unten verschlossen und mit einer Vakuumpum-
pe evakuiert. Der verbleibende Restdruck betrug etwa 0.05bar, womit
die Luftreibungsverluste nahezu eliminiert wurden. Die Differenzen der
gemessenen Eingangsleistung mit und ohne Vakuum ergab dann — unter
Berticksichtigung der lastabhédngigen Umrichter- und Stromgrundschwin-
gungsverluste — die Luftreibungsverluste. Fiir den Prototypen S10.1 wur-
den bei Maximaldrehzahl Luftreibungsverluste von 19 W gemessen, beim
S16 31 W, was bereits einen signifikanten Anteil an den Gesamtverlusten
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ergibt. Es ist davon auszugehen, dass diese Verluste im Anwendungsfall
— v.a. bei Liiftern — deutlich grosser sind und damit zum grossten Ver-
lustanteil werden. Hingegen tragen sie nicht direkt zur Erwédrmung des
Stators bei und sind aufgrund der guten Rotorkiihlung im Liifter nicht
kritisch.

6.6 Umrichterverluste

Da der Leistungsbezug des Motors mit Vorteil am Eingang des Inverters
gemessen wird, ist es fiir die Messung der reinen Motorverluste notwendig,
dass die im Inverter anfallenden Verluste bekannt sind. Diese setzen sich
zusammen aus den lastabhéngigen Durchlass- und Schaltverlusten der
Leistungselektronik, sowie dem konstanten Leistungsbezug zum Betrieb
des Umrichters. Die Umrichterverluste!

PV,ctrl = PV,ctrl,O + Xectrl © Pout,ctrl (629)

werden modelliert mit dem konstanten Leistungsbezug Py ctr1,0 und ei-
nem linear von der Ausgangsleistung Py cty1 des Umrichters abhéngigen
Anteil. Hierfiir wird der Verlustleistungskoeffizient y.t,1 eingefiihrt.

Fiir den verwendeten Umrichter? wurde im Betrieb mit dem Prototy-
pen 516 der konstante Leistungsbezug Py ctr1,0 = 22 W und der Verlust-
leistungskoeffizient yct,1 = 8 % bestimmt. Die Umrichterverluste wurden
aus der Differenz der eingangsseitig mit einem Wattmeter und ausgangs-
seitig mit einem Oszilloskop gemessenen Leistung ermittelt.

6.7 Vergleich und Messung der
Leerlaufverluste der Prototypen

Im folgenden Abschnitt werden die Verluste am Beispiel von vier verschie-
den Prototypen betrachtet. Die Mess- und Analyseergebnisse werden ver-
glichen, der Einfluss von Polpaarzahl, Wicklungskonzept und Geometrie
analysiert und Moglichkeiten zur Reduktion der Verluste aufgezeigt.

1Der Index ctrl bezieht sich auf den Umrichter und nicht auf die Regelung.
2Umrichter ,,LPC-2000¢ der Firma Levitroniz
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Zum einen werden zwei einpolpaarige Prototypen — S10.1-P1 und
S10.2 — untersucht, wobei letzterer einen hoheren Rotor- und Statorauf-
bau, diinnere Magnete und geringere Windungszahl im Vergleich zur Vari-
ante S10.1 besitzt. Ausserdem werden die Verluste zweier zweipolpaariger
Varianten — S10.1-P2 und S16 — vorgestellt. Der S16 besitzt im Gegen-
satz zu allen anderen Prototypen ein getrenntes Wicklungskonzept mit
2x18 statt sechs kombinierten Spulen und zudem einen deutlich grosseren
Rotor.

Die Variante S10.1-P2 mit sechs kombinierten Spulen und zweipolpaa-
rigem Rotor weist ein sehr geringe aktive Lagersteifigkeit auf und ist
deshalb fiir reale Anwendungen nicht geeignet. Sie wird hier analysiert
um den Einfluss der Polpaarzahl auf die Verluste ohne Verédnderung des
Stators zu betrachten.

6.7.1 Gesamtverluste der Prototypen

In Abbildung 6.9 sind die Messwerte und die Aufteilung der Verluste aller
vier untersuchten Prototypen im Leerlaufbetrieb dargestellt. Die Gesamt-
verluste des Systems, inklusive der Verluste des Umrichters, wurden mit
einem Wattmeter direkt an der Spannungsversorgung des Umrichters ge-
messen. Die Hysterese- und Eisenverluste wurden unter Beriicksichtigung
der rotierenden Feldanteile im Stator wie in Abschnitt 6.1 unter Verwen-
dung von FEM-Simulationen analytisch ermittelt. Eine direkte Messung
dieser Verluste am Motor ist nicht moglich. Ebenso wurden die Wirbel-
stromverluste in den Spulen nur analytisch ermittelt.

Die Stromrippelverluste wurden fiir die Prototypen S10.1-P1, S10.2
und S16 experimentell ermittelt. Fiir den Prototyp S10.1-P2 wird ange-
nommen, dass aufgrund der identischen Geometrie die Stromrippelverlu-
ste gleich denen des S10.1-P1 sind.

Ebenso wurden die Luftreibungsverluste im Experiment unter Vakuum
fiir die Prototypen S10.1-P1 und S16 gemessen. Da diese Verluste nur
von der Rotorgeometrie abhéngen, sind sie fiir den S10.1-P1 und S10.1-
P2 identisch. Fur den S10.2 wurden sie iiber die grossere Rotorflache aus
den Messwerten des S10.1-P1 hochgerechnet.

Die resistiven Kupferverluste werden in den Leerlaufversuchen nicht
dargestellt, da diese hier nur einen Bruchteil der Gesamtverluste ausma-
chen.
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Abbildung 6.9: Messwerte der Eingangsleistung am Umrichter im lastfreien Betrieb
(Rauten) und Vergleich mit den Ergebnissen der Verlustanalyse. Die Eisenverluste
(Ppe,ny und Ppe gq) und die Wirbelstromverluste in den Spulen (Pgy,gq) sind be-
rechnet, die Luftreibungs- und Stromrippel- und Umrichterverluste (Pyind, Pripple
und Pe,1) wurden gemessen. Es zeigt sich fiir alle Prototypen eine gute Uberein-
stimmung der Messwerte mit der Analyse. Fiir den Prototypen S10.1-P2 wurden die

Messwerte der Stromrippelverluste des S10.1-P1 verwendet, was die hier auftretende
Abweichung erklaren kann.
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Die Analyseergebnisse sind in Abbildung 6.9 zusammenfassend darge-
stellt. Es zeigt sich, dass zwischen den gemessenen Gesamtverlusten und
der Summe der Verlustanteile nur eine geringe Abweichung besteht. Die-
se kann mit abweichenden Materialeigenschaften und einer nicht idealen
Magnetisierung der Rotormagnete begriindet werden. Die grosste Abwei-
chung tritt beim Prototyp S10.1-P2 auf und ist vermutlich darauf zu-
riickzufithren, dass die Stromrippelverluste hier nicht gemessen sondern
néherungsweise vom S10.1-P1 iibernommen wurden. Weiterhin wurden
Verluste, die auf das Magnetlager zuriickzufithren sind, nicht berticksich-
tigt, da die vom Magnetlager erzeugten Magnetfelder verglichen mit dem
Permanentmagnetfeld sehr schwach sind und auch die Frequenzen deut-
lich geringer sind als die Schaltfrequenz.

Insgesamt kann davon ausgegangen werden, dass alle wesentlichen Ver-
lustmechanismen mit den vorgestellten Methoden ausreichend genau ana-
lysiert sind. Damit ist es moglich, die Verluste der Prototypen unterein-
ander zu vergleichen und Massnahmen zur Reduktion der Verluste abzu-
leiten.

6.7.2 Vergleich der Verluste

In Abbildung 6.10 sind die gemessenen Motorverluste ohne die Umrich-
terverluste der vier Prototypen dargestellt. Die beiden zweipolpaarigen
Motoren weisen deutlich grossere Verluste auf als die einpolpaarigen Roto-
ren, was aufgrund der doppelten elektrischen Frequenz auch zu erwarten
ist. Die Polpaarzahl stellt damit den grossten Einflussfaktor auf die Verlu-
ste dar. Dass der Prototyp S16 die grossten Leerlaufverluste zeigt liegt an
seinem um 60 % grosseren Rotor. Weniger eindeutig ist der Unterschied
zwischen den beiden einpolpaarigen Motoren S10.1-P1 und S10.2. Der
S10.2 besitzt etwa 10 % weniger Magnetmaterial, dafiir einen hoheren Sta-
tor und damit mehr Eisenvolumen. Die Hauptursache fiir die grosseren
Verluste liegt wohl in der geringeren Windungszahl begriindet, welche
grossere Stromrippelverluste bedingt.

Die relativen Anteile der Stromrippel-, Hysterese-, Wirbelstrom- und
Luftreibungsverluste zeigt Abbildung 6.11. Die Wirbelstromverluste in
den Spulen stellen bei beiden einpolpaarigen Maschinen (links darge-
stellt) mit etwa 10% den kleinsten Anteil an den Gesamtverlusten, bei
den zweipolpaarigen Motoren mit 27 % bzw. 44 % dagegen den grossten
Anteil. Haupteinflussfaktoren sind hier die Frequenz des Luftspaltfeldes
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Abbildung 6.10: Vergleich der Motorverluste der vier untersuchten Prototypen im
Leerlauf.

und dessen Oberwellen. Beim S10.1-P2 steigen die Wirbelstromverluste
in den Spulen um den Faktor 7.5 im Vergleich zur einpolpaarigen Vari-
ante.

Aufgrund der besonders starken Séttigung des Eisens im S10.1-P1 sind
hier die Hysterese- und Wirbelstromverluste vergleichsweise gross und
stellen in Summe den grossten Verlustanteil. Die Polpaarzahl hat bei den
Eisenverlusten einen etwas geringen Einfluss. Zwar steigt die Frequenz
des Feldes mit den Polpaaren, die Feldstérke im Stator wird jedoch — bei
gleicher Geometrie — aufgrund des geringeren Magnetvolumens pro Pol
deutlich reduziert. Beide Effekte heben sich teilweise auf. Damit sind die
Eisenverluste im S10.2-P2 nur um 42 % grosser gegeniiber dem S10.1-P1.
Vergleicht man die Eisenverluste der beiden Statorvarianten S10.1 und
S10.2 stellt man fest, dass trotz des deutlich grosseren Eisenvolumens
die Verluste des S10.2 leicht geringer sind. Dies ist auf das ebenso leicht
geringere Magnetvolumen zuriickzufiihren.

Bei allen Prototypen sind bei Maximaldrehzahl die Wirbelstromver-
luste bereits grosser als die Hystereseverluste. Damit ist die Verwendung
der 0.35 mm Blechung des Statormaterials gerechtfertigt.

Die Stromrippelverluste iiberwiegen in allen Prototypen vor allem bei
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Abbildung 6.11: Anteile der einzelnen Verlustkomponenten bezogen auf die Gesamt-
verluste des Motors fir alle vier analysierten Prototypen.
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kleinen Drehzahlen und stellen bei Maximaldrehzahl noch 20 % bis 40 %
der Gesamtverluste. Dass bei der Motorvariante mit hohem Stator S10.2
diese Verluste so gross sind, ist mit der hier verwendeten geringen Win-
dungszahl zu begriinden. Dadurch ist die Induktivitidt gering und der
Stromrippel demzufolge besonders gross.

Allen Prototypen gemein ist der stetig mit der Drehzahl steigende
Anteil an Luftreibungsverlusten. Da diese Verluste nahezu kubisch von
der Drehzahl abhéngen steigen sie stirker als jeder andere Verlustanteil.

6.7.3 Lastabhingigkeit der Verluste

Fiir die Beurteilung des Wirkungsgrades und der Wéarmeentwicklung des
Motors im Anwendungsfall ist besonders die Lastabhéingigkeit der Ver-
luste interessant. Bislang wurden lediglich die Stromgrundschwingungs-
verluste in den Spulen sowie die Verluste im Umrichter als lastabhéngig
identifiziert. Um dies zu tiberpriifen wurde in einem Versuch der Motor
im Betrieb kontaktfrei mit einem Lastmoment beaufschlagt, ohne das
Magnetlager signifikant zu beeintréchtigen.

Hierfiir wurde eine Wirbelstrombremse® konstruiert, wie sie in Abbil-
dung 6.12 dargestellt ist. In die Mitte des Rotors des Prototypen S10.2—
P1 wurden ein diametral magnetisierter Permanentmagnet und ein zu-
sétzlicher Riickschluss eingebracht. Damit wurde ein zusétzlicher Luft-
spalt geschaffen, ohne das zum Betrieb des Motors verwendete Magnet-
feld zu beeintrachtigen. Wird nun in den inneren Luftspalt ein Kupferring
eingefiihrt, entstehen durch die Drehung des Rotors Wirbelstrome in die-
sem Verlustmedium und ein Gegenmoment wirkt auf den Rotor. Das
Verlustmedium ist tiber einen Kupferblock mit Kiihlkérpern zur Abfuhr
der Verlustleistung an ein Drehmomentmessgerét gekoppelt. Das Lastmo-
ment kann iiber die Eindringtiefe des Verlustmediums in den Luftspalt
eingestellt und tiber das Drehmomentmessgerét direkt abgelesen werden.
Eventuell entstehende Luftreibungsverluste im inneren Luftspalt wirken
auch auf die Wirbelstrombremse und haben dadurch kaum Einfluss auf
die Messung.

Zur Messung der Lastabhingigkeit der Motoreingangsleistung wurden
fiir fiinf verschiedene Eindringtiefen und Drehzahlen bis 18 000 U/min

3H. Sjokvist, “Kontaktfreie Drehmomentmessung am lagerlosen Motor”, Semester-
arbeit, ETH Ziirich, Juni 2014.
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| Flansch fiir
I Drehmomentmessgerét
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‘Wirmekapazitat

Kiihlkorper

Wirbelstrombremse

Zweipoliger Permanentmagnet

Abbildung 6.12: Schnittdarstellung der Messeinrichtung zur kontaktfreien Erzeu-
gung und Messung eines Lastmoments am lagerlosen Scheibenldufermotor. In der
Mitte des Rotors des Prototypen S10.P1 wird ein Permanentmagnet montiert, wel-
cher bei Rotation Wirbelstrome in einem stillstehenden Kupferring erzeugt, welcher
iiber eine Kiihleinrichtung mit einem Drehmomentmessgerédt verbunden ist.

die Ein- und Ausgangsleistung gemessen. In Abbildung 6.13a ist die Ge-
samtverlustleistung des Systems inklusive der Umrichterverluste darge-
stellt, welche sich aus der Differenz der elektrischen Eingangsleistung am
Umrichter und der mechanischen Ausgangsleistung an der Wirbelstrom-
bremse berechnet. Es zeigt sich ein leichter, relativ linearer Anstieg der
Verluste mit der Belastung des Motors.

Zieht man die iiber Gl. 6.29 berechneten Umrichterverluste sowie die
iiber die wiahrend des Versuchs tiiber die Spulenstrome gemessenen Kup-
ferverluste ab, ergeben sich die um die lastabhéngigen Verluste bereinig-
ten Motorverluste. Diese sind in Abbildung 6.13b dargestellt. Vor allem
bei den interessierenden hohen Drehzahlen ist keine Lastabhéngigkeit
dieser Verluste feststellbar. Dies ldsst die Schlussfolgerung zu, dass die
Berechnung der Kupfer- und Umrichterverluste zutreffend ist und keine
weiteren Abhédngigkeiten vom Lastmoment bestehen. Ausserdem kann
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Abbildung 6.13: Gemessene Verlustleistungen in Abhéangigkeit der tber die Wir-
belstrombremse abgefiihrten mechanischen Ausgangsleistung. In (a) sind die Gesamt-
verluste des Systems inklusive Umrichter als Differenz der gemessenen elektrischen
Eingangsleistung und der mechanischen Ausgangsleistung dargestellt. In (b) ist die
Motorverlustleistung um die lastabhidngigen Kupfer- und Umrichterverluste bereinigt,
welche tiber die Spulenstréome bzw. die Gesamtleistung berechnet wurden.

von den im lastfreien Betrieb ermittelten Verlusten leicht auf beliebige
Betriebszustdnde im Anwendungsfall hochgerechnet werden.

6.7.4 Zusammenfassung

Fiir den nutenlosen lagerlosen Motor wurde eine umfassende Analyse der
Verluste sowie deren Zusammensetzung und Verlustmechanismen vorge-
stellt und an vier Motoren unterschiedlicher Geometrie und Polpaarzahl
demonstriert.

Es hat sich gezeigt, dass vor allem die Polpaarzahl aufgrund der Ver-
dopplung der Frequenz einen grossen Einfluss auf die Verluste hat. Neben
den oftmals als alleinigen Verlustanteil betrachteten Eisenverlusten ent-
stehen im nutenlosen Motor auch Wirbelstromverluste in den Spulen.
Diese sind vor allem bei mehrpolpaarigen Rotoren relevant. Sie konnen
durch die Verwendung von Litzdraht vermieden werden, womit allerdings
die lastabhéngigen Grundschwingungskupferverluste steigen. Damit ist
bei gegebener Drehzahl und Last eine anwendungsbezogene Optimierung
moglich.
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Als weiterer wichtiger Verlustanteil haben sich die Stromrippelverlu-
ste herausgestellt. Diese kénnen durch Verwendung von Ausgangsfiltern
am Umrichter oder durch verbesserte Umrichtertechnologie reduziert wer-
den. Bei der Auslegung des Motors sollte auf eine moglichst grosse Win-
dungszahl geachtet werden, um eine hohe Induktivitdt und damit einen
geringen Stromrippel zu erhalten.

Obwohl die Analyse der Leerlaufverluste ohne Fliigelrad oder sonstige
Anbauten an den Rotor erfolgten, traten aufgrund der hohen Drehzahlen
signifikante Luftreibungsverluste auf. Im Betrieb als Liifter werden diese
Verluste den Grossteil der Gesamtverluste ausmachen.
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Kapitel 7
Der lagerlose Liifter

Zum Abschluss dieser Arbeit soll die Leistungsfahigkeit der nutenlosen
Topologie am Anwendungsbeispiel eines lagerlosen Ventilators demon-
striert werden. Hierfiir wird der Prototyp S10 als Radialventilator und
der Prototyp S16 als Axialventilator ausgefiihrt.

Ein Ventilator dient allgemein der Forderung eines Gases, wobei dem
erzeugten Volumenstrom gy eine Druckdifferenz

Ptt = Dt,2 — Dt,1 (7.1)

zwischen Auslass (Index 2) und Einlass (Index 1) des Ventilators entge-
gengebracht wird. Der sogenannte Totaldruck

Pt = Ds + Pdyn = Ps + g,UZ (72)
entspricht dabei dem Druck, welcher sich einstellt, wenn das Gas bis zum
Stillstand abgebremst wiirde. Er setzt sich zusammen aus dem statischen
Druck ps und dem dynamischen Druck pgyy. Bei geringen Druckédnderun-
gen (als Faustregel gilt % < 1.3) kann die Kompression des Gases
vernachlissigt werden und die Volumenstrome an Einlass und Auslass
qv,1 ~ qv,2 sind nahezu identisch [75]. Der Ventilator verrichtet dann am
Fluid die Leistung

Phyia = pte - gv- (7.3)
Die Notwendigkeit fiir hohe Drehzahlen folgt direkt aus den stromungs-

mechanischen Modellgesetzen, welche bei Ahnlichkeit von Geometrie und
Kinematik zweier Maschinen die Abhéngigkeit der Kennzahlen von Dreh-
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zahl n und Durchmesser D des Laufrades beschreiben [75]:

qv x D3n = Au Volumenstrom (7.4)
pu o< D?n? = u? Druckdifferenz
Pauia o D°n® = Au® Leistung.

Der erzielbare Druck hingt quadratisch von der Umfangsgeschwindigkeit
u des Laufrades ab, die Leistung gar kubisch. Fiir einen Axialventilator,
bei welchem das Fluid den Rotor durchstromt, ist zudem ein grosser
Innendurchmesser D des Rotors ausschlaggebend, da dieser mit der fiinf-
ten Potenz in die Fluidleistung eingeht. Skaliert man einen Liifter mit
konstanter Umfangsgeschwindigkeit — welche bekanntlich durch die Fe-
stigkeit des Rotors begrenzt wird — so bleibt der Druck konstant und der
Volumenstrom und die Leistung gehen linear mit der Laufradfliche A.

Der lagerlose Antrieb des Ventilators muss nicht nur das notwendige
Drehmoment und die Drehzahl bereitstellen, sondern auch die auftreten-
den Axialkrafte aufnehmen kénnen, welche durch die Druckdifferenz und
die Beschleunigung des Fluides entstehen. Ausserdem kénnen Vibratio-
nen durch die Interaktion der Schaufeln des Laufrades mit den Schaufeln
der Leitvorrichtung entstehen. Bei Radialventilatoren tritt zusatzlich eine
Kraft in radialer Richtung auf das Laufrad auf, welche durch die lastab-
hidngige Druckverteilung im Spiraldifusor erzeugt wird.

7.1 Axialventilator mit Motor S16

Der Prototyp S16 wurde so konstruiert, dass die Lauf- und Leitrader
aus der Arbeit von C. Zingerli verwendet werden koénnen [14]. Dies er-
laubt den direkten Vergleich der Leistungsfihigkeit des nutenlosen Mo-
tors mit dem homopolaren Magnetlagerkonzept fiir eine definierte An-
wendung. Mit dem Homopolar-Magnetlager konnten Dauerdrehzahlen
bis 6000 U/min erreicht werden, der nutenlose Motor erreicht dagegen
12000 U/min.

Abbildung 7.1 zeigt einen Querschnitt durch den Motor S16 in der Aus-
fihrung als Axialventilator; Abb. 7.2 zeigt Fotografien des Ventilators,
gedffnet sowie montiert. Das Gehduse, das Laufrad sowie die Leitrader
(Ausfithrung IGVROTOGYV) wurden der Arbeit von C. Zingerli entnom-
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Axiales Flugelrad
(Laufrad)
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Rotor

Az

Abbildung 7.1: Schnittdarstellung des Axialventilators S16 mit auslassseitigem
Leitrad.

auslassseitiges Leitrad

Abbildung 7.2: Fotografie des Axialventilators mit Laufrad.

men. Die stromungsmechanische Auslegung ist dort detailliert beschrie-
ben [14].

Auch der hier verwendete Priifstand entstammt dieser Vorarbeit und
ist in Abb. 7.3 schematisch dargestellt. Der Ventilator wird mit einlass-
und auslassseitigen Leitrddern an PVC Rohre (Typ DN150) angeflanscht.
Vor und nach dem Ventilator werden mittels einer L-férmigen Prandtlson-
de der Totaldruck und der statische Druck gemessen. Daraus wird geméss
Gl. 7.2 die Stromungsgeschwindigkeit und iiber den Rohrinnendurchmes-
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Abbildung 7.3: Schematische Darstellung des Ventilatorpriifstands mit Axialventi-
lator.

ser der Volumenstrom gy berechnet. Ein einlassseitiges Absperrventil
ermoglicht die Verdnderung des Stromungswiderstands des Priifstands,
womit die Kennlinie des Ventilators aufgenommen werden kann.

7.1.1 Messungen und Leistungsdaten

Fiir verschiedenen Drehzahlen wurden so die Druck-Durchfluss-Kennlinie

sowie gleichzeitig die Leistungsaufnahme des Motors gemessen. Die Er-
gebnisse der Messungen sind in Abb. 7.4 dargestellt. Die Druck-Durchfluss-
Kennlinie (Abb. 7.4(a)) zeigt den typischen Kennlinienverlauf eines Axi-
alventilators, wobei die Einsattelung stark ausgeprégt ist. Diese Einsat-
telung rithrt daher, dass bei geringen Stromungsgeschwindigkeiten die

Stromung dem Fliigel nicht mehr folgen kann und es zum Strémungsab-
riss kommt. Dies fithrt zur Reduktion des Druckes. Ein effizienter Betrieb

des Axialventilators ist deshalb nur bei Stromungsgeschwindigkeiten ober-
halb dieses Abreisspunktes moglich.

Vergleicht man die Kennlinien bei 6000 U/min und 12 000 U/min besté-
tigen sich die Modellgesetze (Gl. 7.5 und Gl. 7.6). Die Totaldruckdifferenz
im optimalen Arbeitspunkt steigt von py = 297 Pa auf py = 1277 Pa
um den Faktor vier, die maximale fluidische Ausgangsleistung wird von
Pauia = 45 W auf Pguiq = 389 W auf das Achtfache erhoht. Die Kennli-
nie bei 6000 U/min entspricht dabei den maximal mit dem Homopolar-
Magnetlager erreichten Werten.

Der Wirkungsgrad des Ventilators von elektrischer Eingangsleitung zu
hydraulischer Ausgangsleistung steigt mit zunehmender Drehzahl, da die
Motorverluste weniger stark steigen als die Ausgangsleistung. Der maxi-
mal gemessene Wirkungsgrad betriagt 47.5 %.

Neben der Eingangsleistung des Motors wurde auch die des Umrichters
gemessen. Hieraus ergibt sich der Wirkungsgrad des Umrichters, welcher
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Abbildung 7.4: Druck-Durchflussdiagramm (a) und Gesamtwirkungsgrad von Ein-
gangsleistung am Inverter zu fluidischer Ausgangsleistung (b) des lagerlosen Axialliif-
ters S16 fiir Drehzahlen von 6000 U/min bis 12000 U/min.
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Abbildung 7.6: Leistungsflussdiagramm im Punkt der maximalen Effizienz des Axi-
alventilators S16 bei 12000 U/min.

in Abb. 7.5 dargestellt ist. Man erkennt, dass das in der Verlustanalyse
angenommene Modell der Umrichterverluste (Gl. 6.29) auch bei héherer
Belastung gut mit den Messungen iibereinstimmt.
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7.1.2 Aufteilung der Verluste im Ventilator

Anhand der Ergebnisse der Verlustanalyse und der Messungen der Leer-
laufverluste des Motors aus Kapitel 6 kann die Aufteilung der Leistun-
gen im Betrieb des Ventilators ermittelt werden. In Abb. 7.6 ist das
Leistungsflussdiagramm des Ventilators bei 12000 U/min fir den effizi-
entesten Arbeitspunkt dargestellt. Die Eingangs- und Ausgangsleistung
des Umrichters wurde gemessen. Die Verlustleistung kann anhand des
Modells (Gl. 6.29) in konstante und lastabhéngige Umrichterverluste zer-
legt werden. Die Verluste des Motors unter Last bestehen aus den Leer-
laufverlusten plus zusétzlich 18 W Kupferverluste, welche sich aus den
gemessenen Stromen unter Last berechnen.

Die grosste Einzelverlustleistung ist mit Poyeq = 38 W den Wirbel-
stromen in den Spulen zuzuschreiben. Die Stromleitungsverluste in den
Spulen sind auch im Lastfall noch vergleichsweise gering. Nimmt man
grob an, dass der Einsatz von Litzdrdhten in den Spulen den Widerstand
verdoppeln und die Wirbelstromverluste in den Spulen vermeiden wiirde,
koénnten so die Verluste um 20 W reduziert werden.

Insgesamt fillt im Motor eine Verlustleistung von 159 W an. Die restli-
chen 660 W gibt der Motor als Drehmoment auf das Fliigelrad ab. Abzlig-
lich der gemessenen fluidischen Ausgangsleistung erhédlt man die Verlust-
leistung des Fliigelrads. Der Motor hat in diesem Betriebspunkt einen
Wirkungsgrad von nye; = 80.6 %; der Wirkungsgrad des Fliigelrads be-
tragt Mmooy = 58.9 %.

In [14] werden die Leerlaufverluste des Motors mit Homopolar-Magnet-
lager bei einer Drehzahl von 6000 U/min mit Py = 143 W angegeben. Die
reinen Motorverluste des nutenlosen Motors sind bei 12000 U/min — also
bei doppelter Drehzahl und unter Last — sogar noch geringer als die des
Vergleichsmotors mit Z&dhnen, ohne Beriicksichtigung der Luftreibungs-
verluste. Die nutenlose Topologie erlaubt damit eine Verdoppelung der
Drehzahl, ohne die Verluste im Motor zu erhéhen. Die Ausgangsleistung
des Ventilators erhoht sich dadurch auf das Achtfache.

7.1.3 Axiale Belastung des Fliigelrads
Eine Herausforderung schnell drehender lagerloser Ventilatoren ist die

Belastung des Rotors durch hohe statische Axialkrifte sowie durch stro-
mungsmechanisch instabile Betriebspunkte. So erfahrt das Laufrad durch
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die Druckdifferenz eine Axialkraft entgegen der Strémungsrichtung. Zu-
dem kann es bei Stréomungsabriss zur Anregung von Schwingungen kom-
men. Durch geschickte Ausnutzung der bereits vorhandenen Sensorik kon-
nen diese Effekte im lagerlosen Motor gut bewéltigt werden.

In dem als gesperrt gekennzeichneten Bereich im Druck-Durchfluss-
Diagramm (Abb. 7.4(a)) neigt der Ventilator zu Instabilitdten, welche
vom Magnetlager nicht stabilisiert werden kénnen. Diese Effekte sind
auch fiir konventionell gelagerte Axialventilatoren bekannt und kénnen
zu Beschidigungen an den Fliigeln fiithren [76, 77]. Anders als bei konven-
tionellen Liiftern kann der lagerlose Liifter diesen Zustand gut erkennen
und bereits vor Auftreten der Instabilitdten die Drehzahl reduzieren. Da-
durch werden auch die Verlustleistung und die Larmemission in diesen
ungiinstigen Betriebspunkten reduziert. Wird dieser Bereich wieder ver-
lassen, z. B. durch Offnen des Absperrventils, so fihrt der Ventilator die
Drehzahl automatisch wieder hoch. Die Erkennung dieses gesperrten Be-
triebsbereichs erfolgt iiber Messung der axialen Auslenkung des Rotors.

Die Hallsensoren zur Winkelmessung sind nicht in der Rotormitte, son-
dern axial verschoben angebracht. Wird der Rotor axial belastet, verrin-
gert sich die Distanz der Rotormagnete zu den Hallsensoren. Uber die
Signalstirke der Hallsensoren kann dann auf die axiale Auslenkung ge-
schlossen werden. Der Zusammenhang zwischen Signalstérke und Axial-
kraft wurde zunéchst in einem Experiment kalibriert, indem der Rotor
bei geringer Drehzahl mit Gewichten bis zu 5.2 kg axial belastet wurde.

Die so im Betrieb des Ventilators gemessene Axiallast ist in Abb. 7.7
dargestellt. Der Axialkraftverlauf dhnelt dem Verlauf der Totaldruckdif-
ferenz und erreicht ein Maximum von knapp 30N. Die Axialkraft wird
im Betrieb drehzahlabhéngig iiberwacht, sodass bei Eintreten des Venti-
lators in den gesperrten Betriebsbereich die Drehzahl automatisch redu-
ziert wird.

Uber den Quotienten von Kraft und Druck erhilt man die druckwirk-

same Fléche F
Ag = -2, (7.7)

Pet
welche ndherungsweise gleich der Flache des Laufrades Ag ist. Nur bei
komplett gedffnetem Absperrventil, also bei hohen Volumenstréomen, er-
gibt sich eine deutliche Abweichung. Dartiber liesse sich auch ohne Druck-

messung der Totaldruck des Ventilators abschitzen.
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Abbildung 7.7: Gemessene Axiallast des Ventilators (a) sowie die druckwirksame
Fliache (b) als Quotient aus Axialkraft und Totaldruckdifferenz. Die druckwirksame
Flache ist ndherungsweise gleich der Flache des Fligelrads AR.

Zusammenfassend ist ein stabiler Betrieb des Ventilators bis zur an-
gestrebten Nenndrehzahl von 12000 U/min mit dem nutenlosen Motor
moglich, wobei die passiven Steifigkeiten und die Leistungsfihigkeit von
Magnetlager und Antrieb den Anforderungen dieser Anwendung gentii-
gen. So wurde mit dem nutenlosen lagerlosen Motor die Drehzahl des
bestehenden lagerlosen Ventilators verdoppelt, ohne die Motorverluste
zu erhohen.

7.2 Radialventilator mit Motor S10.1

Auch radiale Ventilatoren sind mit dem nutenlosen Konzept moglich. Ab-
bildung 7.8 zeigt den Querschnitt des Radialventilators mit dem Motor
S10.1. Das Fluid stromt axial in das Laufrad ein und wird von den Schau-
feln radial nach aussen geférdert. Dort tritt das Fluid am Laufradumfang
aus und wird in einem Spiraldifusor — auf Volute genannt — gesammelt
und dem Auslassrohr zugefiihrt. Das Laufrad sowie der Spiraldifusor wur-
den anhand géngiger Literatur ausgelegt [75].
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Auslass

Radiales Fligelrad 1 Volute

Stator mit sechs
Spulen (S10)

Abbildung 7.8: Schnittdarstellung des Radialventilators S10.

Da die gesamte Stromung das Laufrad am Aussendurchmesser verlésst,
wo die Umfangsgeschwindigkeit am grossten ist, werden mit Radialventi-
latoren deutlich héhere Driicke erreicht als mit Axialventilatoren. Durch
die Umlenkung der Stromung und die Férderung durch die engen Kanéle
des Laufrads ist allerdings die Stromungsgeschwindigkeit reduziert.

In Abb. 7.9 sind die Messergebnisse des Radialventilators dargestellt.
Da das verwendete Differenzdruckmessgerit Driicke iiber 5000 Pa nicht
messen konnte, sind die Betriebspunkte mit hoheren Driicken nur extra-
poliert dargestellt. Zudem sind die elektrische Eingangsleistung und der
Wirkungsgrad des Gesamtsystems inklusive dem Umrichter angegeben.
Es wurde eine maximale fluidische Ausgangsleistung von Ppyuiq = 236 W
und ein maximaler Gesamtwirkungsgrad von 7yo; = 41.8 % gemessen.

Der maximale Druck des Radialventilators ist mit knapp 7kPa kon-
zeptbedingt deutlich grosser als beim Axialventilator. Auch die Einsatte-
lung tritt nicht auf. Ungewohnlich fiir einen Radialventilator steigt bei
diesem Prototyp der Druck beim Offnen des Absperrventils zunéichst an.
Dies kann auf den grossen Luftspalt zuriickgefithrt werden. Bei geschlos-
senem Absperrventil fliesst die Stromung durch den Luftspalt von der
Ausgangs- zur Eingangsseite des Laufrades zuriick, was zu Druckverlu-
sten fiithrt. Steigt jedoch die Stromungsgeschwindigkeit, so sinkt zunéchst
der statische Druck des Fluides direkt am Auslass des Laufrades, wobei
der dynamische Druck steigt. Nur der statische Druck fiihrt jedoch zu
den Stromungsverlusten im Luftspalt. So nehmen die Spaltverluste mit
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RADIALVENTILATOR MIT MOTOR S10.1
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Abbildung 7.9: Druck-Durchflussdiagramm (a) und Gesamtwirkungsgrad von Ein-
gangsleistung am Inverter zu fluidischer Ausgangsleistung (b) des lagerlosen Radial-

lifters S10.1 fiir Drehzahlen von bis 20 000 U/min.

145



KAPITEL 7. DER LAGERLOSE LUFTER

steigender Stromungsgeschwindigkeit ab, was zu einem Anstieg der Total-
druckdifferenz fithrt. Dieses Phénomen tritt bei konventionellen Liiftern
mit sehr kleinem Luftspalt nicht auf.
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Kapitel 8

Zusammenfassung und

Ausblick

In der vorliegenden Arbeit wurde zunéchst die Funktionsweise des nu-
tenlosen lagerlosen Motors aufgezeigt und mathematisch die Entstehung
von Antriebsmoment und Lagerkraft beschrieben. Die Lagerkraft basiert
sowohl auf der Kraftwirkung des Rotormagnetfelds auf die stromdurch-
flossenen Leiter der Spulen als auch auf dem von den Spulen erzeugten
Magnetfeld.

In einer Topologieuntersuchung wurde der Einfluss der Rotormagne-
tisierung auf die passiven Steifigkeiten ermittelt. Einpolpaarige Rotoren
weisen die geringsten Verluste auf und sind deshalb besonders fiir hohe
Drehzahlen geeignet. Bei zweipolpaarigen Rotoren sind dagegen die pas-
siven Steifigkeiten deutlich hoher und zudem richtungsunabhingig, was
die Stabilitdt des Rotors besonders bei grossen applikationsbedingten
Storkraften verbessert. Fiir ein- und zweipolpaarige Rotoren wurden ge-
eignete Wicklungsanordnungen ermittelt und verglichen. Insgesamt sind
zehn Varianten realisierbar, wobei sowohl kombinierte als auch getrennte
Wicklungen moglich sind.

Weiter wurden Konstruktionsrichtlinien aufgezeigt, welche es ermog-
lichen, die Geometrie eines nutenlosen Motors den Anforderungen ent-
sprechend anzupassen. Zudem wurden die im Rotormantel auftretenden
mechanischen Spannungen berechnet und simuliert. Um ein mechanisches
Versagen des Rotors bei hohen Drehzahlen zu vermeiden, muss der Ro-
tormantel ausreichend massiv gewahlt werden.

Zum Erreichen grosser Drehzahlen sowie hoher Beschleunigungsraten
ist es bei der nutenlosen Topologie notwendig, die Totzeit der Winkelmes-
sung sowie die Verzerrung des Winkels durch die Antriebsstréme zu kom-
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pensieren. Moglichkeiten zur Messung und Kompensation dieser Effekte
wurden aufgezeigt, sodass Drehzahlen bis 150 000 U/min und Beschleuni-
gungen am Stromlimit des Umrichters mdglich sind.

In einer umfassenden Verlustanalyse wurden alle im nutenlosen Motor
relevanten Verlustanteile identifiziert und quantifiziert. Dadurch wird ei-
ne Grundlage fiir Massnahmen zur weiteren Reduktion einzelner Verlu-
stanteile geschaffen. Die Analyseergebnisse stimmen mit den Messungen
gut Uberein. Ausser den Leitungsverlusten in den Spulen — welche sehr ge-
ring ausfallen — sind alle Verlustanteile im Motor ausschliesslich von der
Drehzahl abhéngig, nicht jedoch von der Last. Dies wurde experimentell
bestétigt.

Insgesamt wurden im Rahmen dieser Arbeit finf Prototypen aufge-
baut. Mit allen Prototypen konnte die jeweils zuvor festgelegte Nenn-
drehzahl erreicht werden. Zwei Motoren wurden zuséitzlich als Radial-
bzw. Axialventilator ausgefithrt. Der Axialventilator erreicht die doppel-
te Drehzahl einer baugleichen Variante mit genutetem Magnetlager, wo-
bei die fluidische Ausgangsleistung um den Faktor acht gesteigert wurde,
wahrend die Verluste trotz doppelter Drehzahl gar reduziert wurden.

Die deutliche Verlustreduktion der nutenlosen Variante gegeniiber kon-
ventionellen Magnetlagerkonzepten konnte damit bestétigt werden. Auch
weisen die nutenlosen Motoren ausreichend hohe passive Steifigkeiten so-
wie eine robuste Magnetlagerung auf, um auch im vorliegenden Anwen-
dungsfall hohe Drehzahlen zu erreichen.

Die Ergebnisse und Tests der realisierten Prototypen zeigen das ho-
he Potential der nutenlosen Topologie fiir eine praktische Anwendung.
Vor einer Produktionalisierung sollten noch folgende Aspekte genauer
betrachtet werden:

o Die Festigkeit des Rotors sollte in mehreren Zerstérungsversuchen
nachgewiesen werden, um den mechanischen Sicherheitsfaktor ge-
nau zu bestimmen. Da ein Versagen des Rotors auch gleichzeitig
den Motor zerstoren wiirde, sollte hierfiir ein geeigneter Priifstand
entwickelt werden. Auch die Dauerfestigkeit des Rotors unter Ein-
fluss zyklischer thermischer Belastung miisste nachgewiesen wer-
den.

e Da die Verlustmechanismen und damit auch die Entstehungsorte
der Verluste im Motor weitgehend bekannt sind, kann mit einem
thermischen Modell des Motors die Warmeentwicklung untersucht
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und eine Lebensdauer-Analyse durchgefiihrt werden. Durch geeig-
nete Kithlmassnahmen koénnte die Dauerbelastbarkeit des Motors
weiter erhdht werden.

Die im niedrigen Drehzahlbereich auftretenden Festkorperresonan-
zen des Rotors konnten genauer untersucht und durch geeignete
Massnahmen gedampft werden. Dies ist fiir Anwendungen relevant,
bei denen auch geringe Drehzahlen erforderlich sind.

Zur Kostenreduktion kann eine hallsensorlose Regelung implemen-
tiert werden. Die Winkelinformation kann iiber die induzierte Span-
nung oder iiber die Motorinduktivitdten gewonnen werden [78, 79].

Die Reduktion des Stromrippels — entweder iiber ein Ausgangs-
stromfilter, einen verbesserten Umrichter oder héhere Schaltfrequen-
zen — wiirde die Motorverluste weiter reduzieren und das Positions-
sensorsignal verbessern.

Die lagerlose Scheibenlédufertopologie erlaubt in einfacher Weise
die Konstruktion eines doppelflutigen Radialventilators. Durch die
dann beidseitig am Rotor angebrachten Fliigelrdder wiirde die Aus-
gangsleistung verdoppelt und die axiale Belastung des Fliigelrads
minimiert.

Es konnten weitere Anwendungsmoglichkeiten des nutenlosen la-
gerlosen Motors evaluiert werden, welche die Vorteile der beriih-
rungslosen Lagerung bei hohen Drehzahlen, grossem Luftspalt und
geringen Verlusten ausnutzen.
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Anhang A
Krafte im Magnetfeld

A.1 Herleitung der Volumenkraftdichte im
magnetischen Feld

Im Magnetfeld sind im allgemeinen Fall bewegte Ladungen nicht nur in
Form technischer Strome vorhanden, sondern auch in magnetisierbaren
Materialien, sodass die Kraftberechnung iiber die Lorentzkraft-Formel
nicht mehr einfach mdoglich ist. Aus diesem Grund betrachten wir die
Energiedinderung, die eine kleine Ortsverschiebung eines Korpers im Ma-
gnetfeld hervorruft und schliessen daraus auf die Kraftdichte. Die folgen-
den Ausfiihrungen wurden aus [80] entnommen.

Wir betrachten einen Raum mit Volumen V' in welchem sich ein Kor-
per K befindet (vgl. Abb. A.1). Im Raum existiert eine Feldverteilung
B(r), welche von irgendeiner festen Stromdichteverteilung J(r) erzeugt

T

Abbildung A.1: Darstellung der virtuellen Verschiebung des Koérpers K um —Ar
zur Berechnung der Kraftdichte im magnetischen Feld.
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wird, sowie eine Verteilung der Permeabilitat p(r). Man stelle sich bei-
spielsweise einen Korper aus Eisen im Feld eines Permanentmagneten
vor. Das Volumen V wird als unendlich weit ausgedehnt angesehen, um
die gesamte Feldenergie zu erfassen.

Die Gesamtenergie des Magnetfelds im Volumen V betragt

1 1 [ B?
W= f/ BHAV = 7/ —dv. (A1)
2 v 2)v p

Durch eine Verschiebung des Korpers um die Distanz —Ar wird das
Magnetfeld verzerrt und geht in

B'(r) = B(r) + AB(r) (A.2)

uber. Ebenso dndert sich die Ortsfunktion der Permeabilitat und wird
zZu

W () = u(r) + Ap(r). (A.3)
Die Energie des Feldes nach der Verschiebung wird damit zu

2 2
W’:W+AW:1/B/ del/de, (A.4)
2)v n 2J)v p+Ap

Durch die Reihenentwicklung

LI ! :1<1—A“i...> (A.5)
p+Ap u(1+%> I

und mit

(B+AB)?=B? +2B-AB + (AB)? (A.6)
wird die Feldenergie vereinfacht zu
W =W+ AW = %/ E (B2+QB.AB—BQA“i...) dv, (A.7)
v H Hw

wobei hohere Ordnungen kleiner Grossen vernachléssigt werden, da diese
beim Grenziibergang Ar — 0 keine Rolle spielen. Der erste Term des
Integrals entspricht der Energie des Feldes vor der Verschiebung und es
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ergibt sich die Anderung der Energie

AW:/ B'ABdV—l/ By (A8)
v M 2)y m

welche aus der Verzerrung des Feldes durch AB und der Verschiebung
der Permeabilitat, ausgedriickt durch Ap, resultiert.

Fiir eine weitere Umformung wird zunéchst das magnetische Vektorpo-
tential A mit
B =rotA (A.9)

eingefithrt. Des weiteren macht man sich die Regel fiir Produktfelder
div(X xXY) =Y -rotX — X - rotY, (A.10)

den 2. Integralsatz von Gaufs

/ divXdV = % X -dA, (A.11)
v A
sowie das Durchflutungsgesetz

rotH = J (A.12)

zunutze.
Damit kann das erste Integral aus (A.8) umgeformt werden zu
/ B'ABdV:/ ot A-AB :/ rot A - AHAV
v M % H v
_ / (div(A x AH) + A-rotAH) dV
v

(A.13)
:yﬁ(AXAH).dAJr/ A AJdV.
A 14

=0 fiir |r|—>oc0

Das Flachenintegral tiber A x AH strebt gegen Null, da das Vektor-
potential und die Feldstéarke hinreichend schnell verschwinden und das
Volumen V als unendlich ausgedehnt angesehen wird.

Man beachte das iber das Durchflutungsgesetz (A.12) die Stromdich-
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teverteilung in die Gleichung der Feldenergie Einzug hélt. Diese Strom-
dichte bildet, wie sich spéiter zeigen wird, den Lorentzkraft-Anteil an der
Gesamtkraft. Durch die Feldverteilung des Magnetfelds wurde die Strom-
dichte bereits von Anfang an indirekt mitberiicksichtigt, auch wenn diese
bislang nicht erwahnt wurde.

Zerlegt man die ortliche Stromdichtednderung AJ in ihre Komponen-
ten

AJ = exAJx + e, A, +e,AJ,

(A.14)
= ex(gradJy - Ar) + ey(gradJy - Ar) + e, (gradJ, - Ar)

kann das letzte Integral aus (A.13) wie folgt geschrieben werden:

/V A-AJdV = /V[(A ex)(gradJy - Ar)

+(A - ey)(gradJy - Ar)

+(A-e,)(gradJ, - Ar)|dV (A.15)

=Ar- / (AxgradJy + AygradJy + A,gradJ,)dV
v
Unter Verwendung der Integralumformung

/AxgradJXdV:/ grad.AxedV—/ Jygrad A, dV
v v v (A.16)
= §£ .AXdeA—/ Jygrad A, dV
A v
ergibt sich

/A-AJdV:Ar%(A-J).dA
1% A

_Ar. / (Jxgrad Ay + Jygrad A, + J,grad A,) dV.
|4
(A.17)
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Es ldsst sich zeigen!, dass
/ Jxrot AdV =
1%
/ (Jegrad Ay + Jygrad Ay, + J,gradA,) dV (A.18)
1%
—ex§£ J.Ax-dA—eyyg J.Ay-dA—eZ§£ JA,-dA
A “JA ’ A
gilt.

Da das Integrationsvolumen V', in welchem sich der Korper K befin-
det, beliebig ist, kann ohne Einschrankung der Allgemeinheit angenom-
men werden, dass die Oberfliche des Volumens kein leitfahiges Material
enthélt. Somit verschwindet die Stromdichte an der Oberfliche des Vo-

lumens, ebenso verschwinden alle Oberflichenintegrale der Gleichungen
(A.17) und (A.18). Es folgt:

/ A-AJdV = —Ar/ J x rot. AdV. (A.19)
% %

Durch Einsetzten der Gleichungen (A.19) und (A.13) in (A.8) schreibt
sich die Energiedinderung bei Verschiebung des Korpers als

2
AW = /A AJ— = /B grad“ B (gradu - Ar) 4

=Ar- / (J x rot A — 2H2grad,u> dv + .. (A.20)
v

:Ar-/ (JxB—;H2gradu> dV + ...
v

Die Energieinderung bei Verschiebung des Koérpers K kann nur in

L Aus [80]: J x A= J X rot[ex.Ax + ey Ay + e, A;]
= J X [gradAx X ex + grad Ay X ey + grad A, X e,]
= gradAx(J - ex) + grad Ay (J - ey) + grad Ay (J - ey)
—ex(J - gradAx) — ey (J - grad Ay) — ey (J - grad.Ay)
= JxgradAx + Jygrad Ay + J,grad A,
— exdiv(JAx) — eydiv(JAy) — e,div(JA,)
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Form mechanischer Arbeit
AWpeeh = F - Ar (A.21)

aufgebracht werden. Wegen AW = AW een gilt

F = / <J x B — ;Hzgrad,u> dv. (A.22)
14

Die Kraftdichte im Magnetfeld ist demzufolge

dF

1
f=gr=JdxB- 5H2gmom. (A.23)

Die Kraftdichte wirkt also bei Auftreten von Ladungsbewegung und In-
homogenitit der Permeabilitat.

Integriert man die Kraftdichte iiber einen stromdurchflossenen Leiter
in einem homogenen Medium (grady = 0, M = 0), so erhélt man mit

Fp = / fdV = [ (Jx B)dV = (ALJ x B) = (I x B) (A.24)
\%3 VL

die bekannte Formel der Lorentz-Kraft.

An einer Grenzflache zwischen zwei Materialien, zum Beispiel zwischen
Luft und Eisen, treten sprunghafte Anderungen der Permeabilitit auf
und die Volumenkraftdichte wird zu einer auf die Grenzfliche angrei-
fenden Fldachenkraftdichte. Zur Herleitung nimmt man zunéchst an, dass
sich die Permeabilitat von u; auf ps innerhalb der beliebig diinnen Grenz-
schichtdicke d linear dndert. Fiir eine Grundfliche AA der Grenzschicht
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ergibt sich eine auf die Grenzschicht wirkende Kraft
AF = AA / fds =
d

:AA/JdeS—%/H%raduds:
d d

=0 firr J=0
d .
/Hz—uends = (A.25)

/ H? d“d (AA = Ae,)

BQ
=-—_ ( + H2) dp.
2 Ja\w

Dabei ist e, der Normalenvektor der Flache AA, H; die magnetische
Feldstarke tangential zur Grenzfliche und B, die Normalkomponente
der Flussdichte. Es ist bereits ersichtlich, dass die Kraft senkrecht auf
die Grenzflache wirkt. Da B, und H; an einer Grenzflache stetig sind,
gilt weiter

AAT,, [d
AF = -=2 B§/§‘+H3/du}
L d M d

AAT
= 5 |h

(A.26)

und man erhilt die auf die Grenzflache wirkende Flachenkraftdichte

AF 17 1 1
fa="=-|B> ( — ) — HZ (g — ,ul)j| e,. (A.27)
M2 M1

Fiir eine Grenzfliche mit sehr grossem Unterschied in den Permeabili-
tédten, o >> 1 = o — z. B. zwischen Eisen und Luft — ist Hy ~ 0 und
es gilt in sehr guter Naherung die bekannte Mazwellsche Zugkraftformel

Fy=—"e,. (A.28)

Zusammengefasst gilt, dass sowohl die Lorentzkraft auf stromdurch-
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qFE
quy X B T

E .® ; Fmech U

—_— Umech
l¢ qUmech X B

U1

— Kraft
Jr
T —>» Geschwindigkeit
O

Abbildung A.2: Bewegter stromfithrender Leiter im Magnetfeld zur Veranschauli-
chung der Umwandlung von elektrischer in mechanische Leistung mithilfe der Lorentz-
kraft.

flossene Leiter, als auch die Maxwellkraft auf Grenzflichen oder Inhomo-
genitdten der Permeabilitdtsverteilung im Magnetfeld wirken. Mithilfe
der Maxwellgleichungen und dem Prinzip der virtuellen Arbeit lassen
sich beide Kraftkomponenten analytisch herleiten. Diese Herleitung gilt
flir isotrope Materialien. Fiir anisotrope Materialien wie permanent ma-
gnetisierten oder magnetostriktiven Materialien treten zusétzliche Kréfte
auf, welche in dieser Herleitung nicht beriicksichtigt wurden.

A.2 Leistungsumsatz mittels Lorentzkraft

FEin interessanter Aspekt der Lorentzkraft
Fi,=q-vx B (A.29)

ist, dass diese stets senkrecht zur Bewegungsrichtung v der Ladung steht.
Multipliziert man diese Kraft mit der Geschwindigkeit der Ladung stellt
man fest, dass die an der Ladung verrichtete Leistung

PL=Fp,-v=qvxB)-v=0 (A.30)
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stets Null ist.

In elektrischen Motoren ist es jedoch zumeist die Lorentzkraft F,,
welche fiir die Drehmomentbildung sorgt und damit fiir den Leistungs-
umsatz essentiell ist. Wie lésst sich dieser Widerspruch aufkldren? Diese
Frage wurde bereits 1970 von L. Kneissler aufgeworfen und auch gleich
beantwortet [36].

Die Antwort liegt in der elektrostatischen Kraft F'y begriindet. So

ist die auf eine Ladung wirkende Lorentzkraft mit der elektrostatischen
Kraft zu ergéinzen. Es resultiert damit die Gesamtkraft

F:FE+FL:q(E+v><B). (A31)
Man erkennt, dass der Leistungsumsatz an der Ladung
P=F -v=qFE- v (A.32)

nur bei Anwesenheit eines elektrischen Felds geschieht.

Die Notwendigkeit der Lorentzkraft im elektrischen Motor liegt dar-
in begrindet, dass die elektrostatische Kraft und die mechanische Kraft
im Motor senkrecht zueinander stehen. Eine Illustration dessen ist in
Abb. A.2 dargestellt. Ein Leiter, welcher den Strom I = ¢ - v fiihrt,
wird mit der Geschwindigkeit vyecn senkrecht zur Stromrichtung bewegt.
Die elektrostatische Kraft F'p = qF ist damit ebenso senkrecht zur Bewe-
gungsrichtung vpecn und ein direkter Leistungsumsatz von elektrischer in
mechanische Leistung ist nicht moglich. Erst durch Anwesenheit des ma-
gnetischen Felds B und der dadurch hervorgerufenen Lorentzkraft kann
das Kréftegleichgewicht auf die Ladung

Fg+ Fr, 4+ Frpean =0 (A33>

hergestellt werden.

Die Geschwindigkeit mit der die (in diesem Beispiel positive) Ladung
q im Raum bewegt wird kann in zwei Komponenten

V = V1 + VUmech (A.34)

zerlegt werden, wobei vy die Geschwindigkeit der Ladungstriger in Lei-
terrichtung aufgrund des Stromflusses und vecn die dazu senkrechte Ge-
schwindigkeit des Leiters selbst ist. Fiir das Kréaftegleichgewicht ergibt
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sich damit
FE+FL+Fmech:q(E+UIXB—l—’UmechXB)ZO. (A35)

Durch Umformung erhélt man daraus das elektrische Feld
E = —(v1 X B 4 Upech X B) (A.36)

und durch Multiplikation mit der Ladungstrigergeschwindigkeit wird die
elektrische Leistung zu

Py =Fg-v=qFE v =—q(v; X B+ Unech X B) - v1
= _(vmech X B) + qUI (A37)
= —(Umeenh X B) - I.

Fiir die mechanische Leistung erhélt man

Pmec :Fmec * Umech = —(qVU x B * Umec
h h h (qu1 ) h (A.38)
= _(I X B) * Umech-
Man erkennt, dass neben der Geschwindigkeit des Leiters und dem
Stromfluss das Magnetfeld eine zwingende Voraussetzung fiir den Ener-
gieumsatz ist.

Zusammenfassend gilt, dass die Lorentzkraft im elektrischen Motor
zwar leistungsfrei ist, jedoch die Komponenten derselben — projiziert auf
die Stromrichtung sowie die mechanische Bewegungsrichtung — am Ener-
gieumsatz beteiligt sind. Dies ist notwendig, da die den Energieumsatz
bildenden Krafte F'g und F .o, aufeinander senkrecht stehen.

Abschliessend sei noch darauf hingewiesen, dass auch Motoren existie-
ren, bei welchen die elektrische und mechanische Kraftkomponente nicht
senkrecht aufeinander stehen. Als Beispiel sei der elektrostatische Motor
— eine als Motor betriebene Influenzmaschine — genannt, welche die elek-
trostatische Kraft einer Ladungsverteilung als antreibende Kraft nutzt.
Diese Motoren sind aufgrund der erforderlichen hohen Spannungen bis-
lang jedoch technisch nicht relevant.
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