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Vorwort des Herausgebers
Motorspindelsysteme bilden für viele zerspanende Fertigungsprozesse, welche
auf Hochgeschwindigkeits- oder Hochleistungsbearbeitung abzielen, die Kern-
komponente in Werkzeugmaschinen als auch neuerdings in Anwendungsbe-
reichen mit Industrierobotern. Motorspindeln wandeln durch den integrier-
ten Elektromotor die bereitgestellte elektrische Energie in die für die Zerspa-
nungsarbeit erforderliche mechanische Energie um. Die Forschungsarbeiten zu
Motorspindelsystemen sind traditionell geprägt von der Zielsetzung stetiger
Produktivitätssteigerungen und gleichermaßen kontinuierlicher Verbesserung
in den erreichbaren Bearbeitungsqualitäten. Nun kommen im Zuge verstärk-
ter Nachhaltigkeitszielsetzungen, Ziele des energieeffizienten Betriebs und der
Materialsubstitution kritischer Rohstoffe hinzu. Bei der Entwicklung neuer
Systeme bestehen hohe Anforderungen an die statische und dynamische Stei-
figkeit, eine hohe dynamische Rundlaufgenauigkeit und minimale Wellenver-
lagerungen im Betrieb, da diese Eigenschaften die Fertigungsgenauigkeit und
Produktivität maßgeblich beeinflussen. Hinzu kommen neue Anforderungen
an den Wirkungskrad und die Kompaktheit der Systeme. An diesem Punkt
setzt die vorliegende Dissertation von Herr Markus Weber auf. Das über-
geordnete Ziel seiner Dissertation ist die Entwicklung eines Antriebssystems,
welches diese Systemanforderungen in ein neuartiges Motorspindelsystem mit
Synchronreluktanzantrieb und starrer Lageranstellung für die Hochgeschwin-
digkeitsbearbeitung ermöglicht.

Darmstadt, im Juni 2024 Prof. Dr.-Ing. Matthias Weigold
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Q̇KM W Wärmestrom durch erzwungene Konvekti-

on der Flüssigkeitskühlung
Q̇S W Wärmestrom durch Strahlung
Q̇W W Wärmestrom durch Wärmeleitung
r m Radius, allgemein
ra m Außenradius, allgemein
ri m Innenradius, allgemein
Rm A/Vs magnetischer Widerstand, Reluktanz
Rm N/mm2 Zugfestigkeit
Rp0,2 N/mm2 Streckgrenze
RS Ohm [Ω] Stator-Strangwiderstand
s - Schlupf
S W Scheinleistung
SF - Sicherheitsfaktor Zusammenpresskraft auf

das Rotorpaket
Sn - Sicherheitsfaktor für die zu ertragende Ma-

ximaldrehzahl

SM -
Sicherheitsfaktor gegen Rutschen für
das Drehmoment in der Welle-Nabe-
Verbindung

SSR - Sicherheitsfaktor für die Schraubenanzugs-
kraft

t s Zeit
T Celsius [◦C] Temperatur, allgemein
T0

◦C Bezugstemperatur
∆T ◦C Temperaturdifferenz, allgemein
ur m radiale, drehzahlbedingte Aufdehnung
U Volt [V] elektrische Spannung, allgemein
Ua0, Ub0, Uc0 V auf den Zwischenkreis-Nullpunkt bezo-

gene Phasenspannungen

Ud, Uq V
Real- und Imaginärteil des komplexen
Spannungsraumzeigers in rotorfesten Ko-
ordinaten

U∆ V Vergleichsspannung für die PWM des Um-
richters

Umax V maximal zulässige Spannung (Spannungs-
grenze)
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Variable Einheit Bezeichnung
UR V Spannungsabfall über dem Stator-

Strangwiderstand
USteuer V Steuerspannung für die PWM des Umrich-

ters
UZK V Zwischenkreisspannung
Uν , Uph−ph V verkettete Spannung zwischen zwei Phasen
υI

B mm/s Kugelumfangsgeschwindigkeit
υI

B_set mm/s Kugelsatzumfangsgeschwindigkeit
vb m/s Bohrgeschwindigkeit
vf mm/min Vorschubgeschwindigkeit
vg m/s Gleitgeschwindigkeit
vr m/s Rollgeschwindigkeit
vsp cm3/min/kW spezifisches Zeitspanvolumen
vw m/s Wälzgeschwindigkeit
V̇ L/min Volumenstrom des Kühlmittel-

Stoffgemisches
wt m Zahnbreite
xF - Faktor für Flusssperrenbreite
XR - Verhältnis von Statorinnen- zu Statorau-

ßenradius
z - Schneidenanzahl des Werkzeugs
Zp - Polpaarzahl
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Griechische Formelzeichen

Variable Einheit Bezeichnung
α ° Druckwinkel, allgemein
αb ° Winkel für abgewinkelte Flusssperrengeo-

metrie
α0 ° Nenndruckwinkel
αOR ° Betriebsdruckwinkel am Lageraußennring
αIR ° Betriebsdruckwinkel am Lagerinnenring
αKühl W/(m2· K) Wärmeübergangskoeffizient in der Kühlhülse
αLager W/(m2· K) Wärmeübergangskoeffizient im Lager
αLS W/(m2· K) Wärmeübergangskoeffizient im Luftspalt
αT 10−6 · 1/K Wärmeausdehnungskoeffizient
αT0 1/K Temperaturkoeffizient
β

Offsetwinkel nach Moghaddam zur Fluss-
sperrenpositionierung

δ, δLS m Luftspaltweite
δ m Wanddicke
δr m radiale, thermisch bedingte Verschiebung
ε ° Wälzwinkel
ε m Exzentrizität des Massenschwerpunkts der

Spindelwelle von der Rotationsachse
ε m mechanische Dehnung
ε - dimensionsloser Emissionsgrad der Wär-

mestrahlung (0 - 1) in Prozent
η - Wirkungsgrad
ηel - innerer Wirkungsgrad des Elektromotors
ηCDM - Wirkungsgrad des Antriebsmoduls
ηPDS - Wirkungsgrad des Antriebssystems
θ ° Stromwinkel
θel rad elektrischer Rotorwinkel
θp ° Stromwinkel
Θp kg· m2 polares Massenträgheitsmoment der Spin-

delwelle mit Rotor
Θxx,Θyy,Θzz kg· m2 Massenträgheitsmomente des SynRM-

Rotors
κ - Schmiegung
λ W/(m· Wärmeleitfähigkeit
µ - Reibungskoeffizient
µ H/m magnetische Permeabilität
µ0 - magnetische Feldkonstante
µ0 - Haftreibungskoeffizient
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Variable Einheit Bezeichnung
µr - relative Permeabilität
µrs - relative Permeabilitätszahl in den Ab-

schnitten der Rotoreisensegmente
µst - relative Permeabilitätszahl in den Stator-

zähnen
µsy - relative Permeabilitätszahl in den Ab-

schnitten des Statorjochs
ν - Querkontraktionszahl

ξ -
Verhältnis der Induktivität von Längsrich-
tung zur Querrichtung, auch Schenkligkeit
oder engl. Saliency Ratio

ρ kg/m3 Dichte, allgemein
ρKM kg/m3 Dichte des Kühlmittel-Stoffgemisches
σ W/(m2K4) Stefan-Boltzmann-Konstante
σ N/mm2 mechanische Spannung
σax,WM N/mm2 Axialdruck durch die Wellenmutter pro Pol
σax,WR N/mm2 Axialdruck auf den Wuchtring pro Pol
σV N/mm2 Vergleichsspannung nach von Mises
ϕ rad Phasenwinkel
Φ Weber [Wb] magnetischer Fluss

Ψd,Ψq Wb
Real- und Imaginärteil des komplexen
Raumzeigers vom verketteten Statorfluss
in rotorfesten Koordinaten

ω rad/s Winkelgeschwindigkeit, allgemein
ω0 rad/s Resonanzfrequenz der Spindelwelle
ωB rad/s Winkelgeschwindigkeit des Wälzkörpers
ωel rad/s elektrische Winkelgeschwindigkeit
ωmech rad/s mechanische Winkelgeschwindigkeit
ωbohr rad/s Bohrwinkelgeschwindigkeit des Wälzkör-

pers im Wälzkontakt
ωroll rad/s Rollwinkelgeschwindigkeit des Wälzkör-

pers im Wälzkontakt
ωwälz rad/s Wälzwinkelgeschwindigkeit des Wälzkör-

pers im Wälzkontakt
Ω rad/s Kreisfrequenz der Spindelwelle
τAC N/m2 spezifischer Drehschub
τp mm Polteilung



xix

Symbole
Symbol Bezeichnung
< Einreihiges Schrägkugellager, linksseitige Abstützung
> Schrägkugellager, rechtsseitige Abstützung
<< Tandem-Paar Schrägkugellager, linksseitige Abstützung
>> Tandem-Paar Schrägkugellager, rechtsseitige Abstützung
<> O-Anordnung
>< X-Anordnung
∼ Federanstellung
= Zylinderrollenlager
− Wellenabschnitt
(M) integrierter Elektromotor
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Abkürzungen

16MnCr6 Einsatzstahl für den Maschinenbau mit chemischen
Anteilen an Mangan und Chrom (1.7131)

ASM Asynchronmotor
AC Alternating Current bezeichnet einen elektrischen

Kreis mit Wechselspannungsquelle
BMBF Bundesministerium für Bildung und Forschung
BMWK Bundesministerium für Wirtschaft und Klimaschutz
CAD Computer Aided Design
CDM Complete Drive Module, Antriebsmodul

CFK
Carbonfaserverstärker Kunststoff, kohlenstofffaser-
verstärkter Kunststoff (CFRP - Carbon Fiber-
Reinforced Plastic)

CNC Computerized Numerical Control, rechnergestützte
numerische Steuerung

DC Direct Current bezeichnet einen elektrischen Kreis
mit Gleichspannungsquelle

DLC Diamond-Like Carbon-Beschichtung
DIN Deutsches Institut für Normung
EHD-Theorie Elastohydrodynamische Schmierung
E-Modul Elastizitätsmodul
EP erweitertes Produkt
FEM Finite-Elemente-Methode, Finite-Elemente-Modell
FE- Finite-Elemente-
HM Härte nach Martens
HPC High Performance Cutting, Hochleistungszerspanung
HRC Härte nach Rockwell, Skala C (Cone=Kegel)
HS High Strength
HSC High Speed Cutting, Hochgeschwindigkeitszerspanung
HSK Hohlschaftkegel
HSM High Speed Machining, Hochgeschwindigkeitsbearbeitung
HV Härte nach Vickers
IGBT Insulated-Gate-Bipolar-Transistor

IPMSM
permanentmagneterregte Synchronmaschine(n) mit
vergrabenen bzw. innenliegenden Magneten (Interior
Permanent Magnet Synchronous Machine)

ISO International Organization for Standardization
KSS Kühlschmierstoff
L Lager
LS1 Lagersitz 1, vorne
LS2 Lagersitz 2, hinten
MOSFET Metall-Isolator-Halbleiter-Feldeffekttransistoren
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MPF Maximum Power Factor, Maximaler Leistungsfaktor
MRCT Maximum Rate of Change of Torque Control, Maxi-

male Drehmoment-Änderungsrate
MSP Motorspindel
MTPA Maximum Torque per Ampere, Maximales Drehmo-

ment pro Ampere
MTPV Maximum Torque per Volt, Maximales Drehmoment

pro Volt
NdFe Neodym-Eisen-Magnet

Ni42
Eisenlegierung mit 42% Nickelanteil (1.3917), Aus-
dehnungslegierung mit geringer Wärmeausdehnung,
Handelsnamen: Alloy42, Invar42

PDS Power Drive System, Antriebssystem
PEEK Polyetheretherketon
PM Permanentmagnet

PMASynRM
Permanentmagnetunterstützte Synchronreluktanz-
maschine(n) / permanentmagnetunterstützter Syn-
chronreluktanzmotor(en)

PMSM Permanentmagneterregter Synchronmotor
PTFE Polytetrafluorethylen
PVD Physical Vapour Deposition, Beschichtungsverfahren

nach der physikalischen Gasphasenabscheidung
PWM Pulsweitenmodulation
SK Steilkegel
SRM Switched Reluctance Motor
SM Synchronmaschine(n) / Synchronmotor(en)

SPMSM
permanentmagneterregte Synchronmaschine(n) mit
Oberflächenmagneten (Surface Mounted Permanent
Magnet Synchronous Machine)

SiC Silizium-Carbid
SynRM Synchronreluktanzmaschine(n) / Synchronreluk-

tanzmotor(en)
TCP Tool Center Point, Werkzeugmittelpunkt
VDW Verein Deutscher Werkzeugmaschinen e. V.
WZM Werkzeugmaschine



1 Einleitung
Motorspindeln sind die Kernkomponente einer Werkzeugmaschine. Sie un-
terliegen im Betrieb einem multiphysikalischen Belastungskollektiv aus stati-
schen und dynamischen Kräften und Momenten, thermischer Erwärmung und
elektrischer Leistungsversorgung. Über die Auslegung, Konstruktion, Ferti-
gung und Montage muss den Anforderungen an das antriebsintegrierte Spindel-
Lager-System entsprochen werden. Von zentraler Bedeutung ist die Anforde-
rung an die Zuverlässigkeit der Lagerung im Betrieb die Rundlaufgenauig-
keit im Bereich von 2µm bis 3µm bei einer Betriebsstundenzahl von bis
zu 30000 Stunden [Khon01] zu gewährleisten. Die kontinuierliche Forschung
und Entwicklung neuartiger Motorspindelsysteme ist geprägt von der ste-
tigen Anforderung an Produktivitätssteigerungen bei gleichbleibender oder
zunehmender Bearbeitungsqualität in der Zerspanung. Jedoch wandelt sich
das Qualität-Kosten-Zeit-Dreieck zu einem Viereck unter dem Aspekt der
Nachhaltigkeit. Dies geht mit der Anforderung an die Produktionstechnologie
einher, einen Beitrag zur klimaneutralen Produktion unter Einbeziehung des
gesamten Produktlebenszyklus zu leisten. Damit verbunden ist auch der Um-
bruch in der Antriebstechnologie von Fahrzeugsystemen mit Verbrennungs-
kraftmaschinen hin zu elektrisch angetriebenen Antriebswellen. Die EU sieht
ein Verbot von Verbrennern bis zum Jahr 2030 vor, um die CO2-Äquivalente-
Emissionen im Verkehrssektor zu senken. Im Jahr 2030 wird ein Anteil der
rein elektrischen Antriebe von 22 % erwartet [Walt22]. Die Zerspanungsan-
teile aufgrund geringerer Bauteileanzahl und Downsizing-Aktivitäten neh-
men durch Umstellung der Fahrzeugkonzepte zwischen 23 % bis 33 % ab und
die Zerspanhauptzeiten sind um bis zu 72 % verringert [Abel09]. Die An-
forderungen an eine Hochgeschwindigkeitsbearbeitung nehmen zu. Als Bei-
spiel sind Bauteile aus Aluminium-Druckguss für Elektro- und Hybridfahr-
zeuge zu nennen. Aufgrund der Leichtbau- und Fertigungseigenschaften von
Aluminium sind deren Anteile im Fahrzeug gewachsen. So fertigen Auto-
mobilzulieferer Gehäuse für Elektromotoren, Strukturbauteile und Batterie-
wannen im Aluminium-Druckgussverfahren mit anschließender zerspanender
Nachbearbeitung mittels CNC-Bearbeitungszentren mit bis zu Fünf-Achs-
Doppelspindler im Drei-Schicht-Betrieb [Gies17], [GF C22]. Die Anforderun-
gen sind geringe Fertigungskosten und hohe Bearbeitungsqualitäten, welche
durch eine hohe Zerspanleistung resultierend aus einer hohen Spindeldreh-
zahl erzielt werden. Charakteristisch für die Hochgeschwindigkeitsbearbei-
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tung sind hohe Schnittgeschwindigkeiten. Für Aluminium-Legierungen ist der
HSC-Bereich zwischen mehr als 1000 m/min und weniger als 10 000 m/min
definiert [Schu96]. Typische Zerspanungsaufgaben am Elektro-Statorgehäuse
sind das Überfräsen der Dichtflächen, das Fertigen von Bohrungen und Ge-
windeschneiden sowie die Fertigbearbeitung der Lagersitze und Statorboh-
rung. Hierfür entwickelte Werkzeugsysteme sind zum Teil sehr schwer und
senken die biegekritische Eigenfrequenz von Motorspindeln bis in den Be-
triebsdrehzahlbereich ab. In der Abbildung 1.1 sind beispielhafte Komponen-
ten und ein modernes Fertigungszellensystem dargestellt.

Abbildung 1.1: Modernes Fertigungssystem für Komponenten der Elektro-
mobilität - hier Batteriewanne und Statorgehäuse, Bildquel-
len:[GF C22], [Deim19]

Für Druckguss-Maschinen sind entsprechendeWerkzeuge aus hochfestenWarm-
arbeitsstählen wie X40CrMoV5-1 (1.2344) oder Sonderwerkstoffen aus Hart-
metallen wie im Presswerkzeugbau zu fertigen. An Formwerkzeuge in der
Automobilindustrie werden hohe Anforderungen an die Oberflächenqualität
bei geringen Fertigungszeiten gestellt [Abel17b], [Abel17a]. Gegenüber der
Hochgeschwindigkeitsbearbeitung steht die Hochleistungszerspanung, welche
sich durch hohe Zeitspanvolumina bei hohen Schnittkräften für die Schrupp-
bearbeitung auszeichnet. Zur Bearbeitung schwer zerspanbarer Werkstoffe
kommen typischerweise Motorspindeln mit hohem Drehmoment bei niedri-
gen Drehzahlen und gegenüber der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung erhöh-
ten Zahnvorschüben zum Einsatz [Erke09]. Hochdynamische Frässtrategien,
wie das trochoidale oder zirkulare Fräsen, ermöglichen heute auf dynamischen
5-Achs-Bearbeitungszentren ebenso eine Volumenzerspanung. Dabei wird die
Antriebsleistung des Spindelsystems resultierend aus Drehmoment und hoher
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Drehzahl sowie die axiale Steifigkeit voll ausgenutzt. Die moderne Fertigungs-
technik ist gekennzeichnet von den Entwicklungen in der Elektromobilität
und Bedarf schnelldrehender (> 20 000 U/min), energieeffizienter Motorspin-
delsysteme in steifer, kompakter Bauweise mit hoher Rundlaufgenauigkeit,
geringen thermischen Verlagerungen und hoher Zuverlässigkeit. In dieser Dis-
sertation wird ein System entwickelt und experimentell untersucht, welches
diese Systemanforderungen in ein neuartiges Motorspindelsystem mit Syn-
chronreluktanzantrieb und starrer Lageranstellung für die Hochdrehzahlan-
wendung überführt. Es wird die Forschungsfrage gestellt, ob dieses integrierte
Lösungskonzept die multiplen Anforderungen in einem Motorspindelsystem
erfüllen und einen Beitrag zur Steigerung der Energieeffizienz leisten kann.





2 Motivation

Die Motivation für diese Arbeit lässt sich in drei wesentliche Bereiche glie-
dern. Die Anforderungen an Motorspindelsysteme sind geprägt von modernen
Fertigungstechnologien, angestrebten Qualitätsverbesserungen und Nachhal-
tigkeitsaspekten.

2.1 Anspruchsvolle Fertigungstechnologien in der
zerspanenden Metallbearbeitung

Zur Steigerung der Produktivität bei gleichbleibenden oder gar zunehmenden
Qualitätsanforderungen sindWeiterentwicklungen der Fräserbahnen (z.B. Tro-
choidales Fräsen kombiniert mit der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung), der
Bahnprogrammierung (Interpolationstakt der CNC-Steuerung von 1 ms bis
4 ms) hin zu hochdynamisch verfahrbaren Maschinenstrukturen zu beobach-
ten. Mit dem trochoidalen oder zirkularen Fräsen ist die Hochleistungszerspa-
nung mit den Charakteristiken der Hochgeschwindigkeitszerspanung möglich.
Die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung oder Hochgeschwindigkeitszerpanung
(engl.: High Speed Machining (HSM) oder High Speed Cutting (HSC)) ist seit
den 90er Jahren bekannt. Getrieben durch performante speicherprogrammier-
bare Steuerungen und motorintegrierte Spindel-Lager-Systeme sind dyna-
misch verfahrbare Linearachsen bei gleichzeitig hohen Drehzahlen verfügbar
[Schu92; Schu96]. Für die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung ist die Erkenntnis
von Bedeutung, dass die thermo-mechanische Interaktion an der Werkzeug-
schneide mit zunehmender Schnittgeschwindigkeit einen Scheitelwert erreicht
und bei weiterer Steigerung die Erwärmung an der Schneide wieder rück-
läufig ist [Schu96]. Als Konsequenz lassen sich hohe Zeitspanvolumina durch
Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit anstatt der Erhöhung der Spanungs-
dicke erzielen. Der Vorteil ist eine hohe Fertigungsgenauigkeit, verringerte
Spandicken und daraus resultierend geringere Zerspankräfte [Kauf87]. Die
Werkzeugbelastung ist geringer und mit ihr verbunden die Belastung für die
Spindellager [Gebe96]. Das Verfahren lässt sich sowohl für das Konturfräsen
(Eckfräsen oder auch Besäumen), Schruppen und Schlichten anwenden, als
auch mit dem modernen zirkularen Fräsen für hohe Hauptzeiten und Ferti-
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gungsgenauigkeiten bei geringen Schnittkräften kombinieren.

Kauffeld beschreibt die Bedeutung der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung für
Aluminiumlegierungen in der Automobilindustrie und befasst sich mit den
Einflussgrößen auf den Fräsprozess bei der Hochgeschwindigkeitsbearbeitung
von dünnwandigen Gusswerkstücken aus Leichtmetall-Legierungen [Kauf87].
Fiedler untersucht die Schwingungsanfälligkeit des Systems Maschinenspindel-
Werkzeug-Werkstück für eine prozessstabile HSC-Bearbeitung von Aluminium-
Knetlegierungen im Anwendungsbereich der Luftfahrt für Strukturintegral-
bauteile [Fied03]. Ziel der Untersuchungen ist es, die Auswirkung der mit ho-
hen Drehzahlen einhergehenden proportional höheren Zahneingriffsfrequen-
zen auf das erzwungene (Unwuchtkräfte) und selbsterregte (regeneratives
Rattern) Schwingverhalten durch im Prozess durchgeführte Systemidentifika-
tion und daraufhin abgeleitete Stabilitätskarten vorherzusagen. Erzwungene
Schwingungen und Prozessinstabilitäten hoher Schwingungsamplituden ent-
stehen in Frequenzbereichen der Eigenfrequenzen des Spindel-Werkzeugsystems,
weshalb die Eigenfrequenzen des Spindellager-Systems für eine unterkritische
Bearbeitung möglichst hoch liegen sollten [Fied03].

Das trochoidale oder zirkulare Fräsen ist die Überlagerung der Vorschubbewe-
gung mit einer Kreisbewegung. Es ist gegenüber dem konventionellen Fräsen
mit charakteristisch großen Werkzeugeingriffswinkeln und kontinuierlichem
Zahneingriff vorteilhaft. Die Zerspankräfte sind gering und hohe Werkzeug-
standzeiten bei gleichzeitig hohen Zeitspanvolumina aufgrund hoher axialer
Schnitttiefen sind erzielbar [Mein09]. In [Webe17b] untersuchtWeber die Aus-
wirkung des trochoidalen Fräsens im Vergleich zum linearen Fräsen auf die
statische und dynamische Wälzlagerbelastung anhand einer Mehrkörpersi-
mulation der Motorspindel auf Basis von messtechnisch ermittelten Zerspan-
kräften für die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung von hochfester Aluminium-
legierung EN AW 7075-T6. Es zeigt sich, dass die axialen Schnitttiefen bis zu
2·DT von Schaftfräsern bei einer Schnittgeschwindigkeit von vc = 1000 m/min
im durchgeführten Vergleich zum höchsten Zeitspanvolumen und geringsten
radialen Zerspankräften führen. Jedoch wird die Motorspindel axial in Höhe
der Vorspannkraft stark belastet, was sich in maximaler Lagerbeanspruchung
bis 2000 N/mm2 äußert. Insgesamt kann die Zerspanleistung hin zu höhe-
ren Spindeldrehzahlen und geringeren Drehmomenten maximiert werden. Das
verwendete Spindelsystem erfordert hierfür eine S1-Leistung bis 17 kW und
maximaler Drehzahl bis 20 000 U/min. Für die trochoidale Anwendung ist
die Vorspannung der Motorspindellagerung in O-Anordnung so zu bemessen,
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dass die elastische Federanstellung für eine nahezu konstante Vorspannung
des zweiten Lagers sorgt und im prozessnahen, ersten Lager die Vorspannung
aufgrund der hohen Axialkraft nicht verloren geht.

Für die Bearbeitung von Freiformflächen und Hinterschnitten in komplexen
Werkstückgeometrien kommen mehrachsige Maschinenstrukturen mit dyna-
mischer Mehrachs-Simultan-CNC-Steuerung zum Einsatz. Damit lassen sich
mehrere Achsen zeitlich synchronisiert dynamisch positionieren. Neben der
5-achsigen Bauweise von klassischen Werkzeugmaschinen, bspw. mit Fahr-
ständer oder Gantry-Bauweise mit Schwenk- und Drehtisch, kommen Be-
arbeitungszentren mit Schwenk-Fräskopf-Spindeln oder das Zerspanen mit
Industrierobotern zum Einsatz (siehe Abbildung 2.1). An die Achskinema-
tik von Werkzeugmaschinen angelehnt existieren Robotersysteme, bei denen
die sechste Achse des standardisierten Industrieroboters eliminiert und die
Motorspindel direkt in die Roboterhand integriert wird [Abel07b].
Der Anteil der Industrieroboter an industriellen Prozessen stieg um 22 % ge-
genüber 2018 auf ein Allzeithoch von jährlich 517 385 Neuinstallationen [IFR
22]. Bis 2025 wird eine jährliche Zunahme um 7 % erwartet. Die Anzahl für die
Zerspanung angewendeter Robotersysteme lag gemessen an der Gesamtzahl
installierter Industrieroboter von ca. 304 000 im Jahr 2016 bei 1,4 % [Verl19].
Die Anzahl an Neuinstallationen im Bereich „Processing“ liegt im Jahr 2021
bei 7000 Stück. Kommerziell am Markt angebotene Systeme sind - neben spe-
ziell aus Forschungsprojekten entwickelte Systeme - der ABB IRB 6660 [ABB
20], KUKA Fortec 500 [KUKA20] und Stäubli TX200L HSM [Stäu20]. Sie
kommen in der Metallbearbeitung für das Anfasen, Tieflochbohren, Fräsen,
Schleifen, Besäumen und Entgraten zum Einsatz [Baie20]. Darüber hinaus
werden sie zur Bearbeitung von leicht zerspanbaren Materialien, wie z.B.
Naturstein, Holz und faserverstärkte Kunststoffe genutzt. Der Einsatz von
Industrierobotern in der Zerspanung ist vor dem Hintergrund der um zwei
Drittel geringeren Investitionskosten gegenüber Werkzeugmaschinen und der
hohen Flexibilität und Größe des Arbeitsraumes von Interesse [Hähn20].
Die Motorspindel als Endeffektor besitzt eine im Vergleich zum Industriero-
boter höhere statische Steifigkeit in den Raumrichtungen um den Faktor 100
bis 1000 [Weig08; Baie20]. Die dynamische Nachgiebigkeit variiert mit der
Achsstellung des Roboters im Arbeitsraum. Die Eigenfrequenzen sind dar-
über hinaus besonders abhängig vom Rotorfabrikat und der Masse des End-
effektors. Sie liegen nach Weigold für einen REIS RV 130 HSC im Bereich
von 10,4 Hz bis 58,9 Hz [Weig08]. Geringe Drehzahlen bis ca. 4000 U/min
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Abbildung 2.1: Dynamische Bearbeitungssysteme mit schwenkbaren Motor-
spindeln, Bildquellen: PTW TU Darmstadt

regen die Roboterstruktur mit der 1. Ordnung infolge der Unwucht zu Be-
triebsschwingungen an. Im Bearbeitungsprozess in Wechselwirkung mit dem
Werkstoff treten selbsterregte Schwingungen infolge der Zahneingriffsfrequenz
als Rattern auf. Für schwerzerspanbare Werkstoffe wie Titanlegierungen im
Luftfahrtbereich werden hohe Drehzahlen empfohlen [Cord19]. Für Alumini-
umlegierungen verwenden die Autoren hingegen niedrigere Drehzahlen. Nach
Weigold bietet die Hochgeschwindigkeitszerspanung Vorteile für die An-
wendung mit Industrierobotern. Durch die hohen Schnittgeschwindigkeiten
resultieren geringe spezifische Schnittkräfte, was zu einer verminderten Werk-
zeugabdrängung führt [Weig08]. In [Ehm16] werden die systematischen und
stochastischen Einflussgrößen auf die Positionier- und Bahngenauigkeit auf-
geführt – darunter auch die des Endeffektors. Für die Anwendung der Mo-
torspindel als Endeffektor sind die Rundlaufgenauigkeit, Unwucht, statische
und dynamische Nachgiebigkeit sowie die thermischen Einflüsse von hoher
Bedeutung.
Hohe Massenträgheiten, bedingt durch den Endeffektor und die Auskragung
des Achssystems, reduzieren die Achsdynamik. Allerdings erfordern sie je nach
Achse eine harte oder weiche Reglerparametrierung zur Achspositionierung
und Minderung der Schwingungsanfälligkeit [Hähn20, S. 99–102]. Eine harte
Reglerparametrierung kann hohe Stellströme in den Roboterachsen zur Folge
haben, wodurch Stromwärmeverluste zu thermischen Positionsfehlern führen
können. In [Möll19] und [Schn16] wird die Kompensation von thermisch be-
dingten Positionsfehlern auf die Positioniergenauigkeit von Industrierobotern
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untersucht. Eine Übersicht zu verwendeten Schnittparametern für Fräsbear-
beitungen und abgeschätzten Spindelleistungen aus den Arbeiten von Wei-
gold [Weig08], Hähn [Hähn20], Baier [Baie20] gibt Tabelle 2.1. Die Wer-
te sind im Vergleich zur Bearbeitung mit Werkzeugmaschinen sehr gering,
was auf die hohe Nachgiebigkeit der Parallelkinematik des Industrieroboters
KUKA KR 300 R2500 ultra zurückzuführen ist, um Bearbeitungsgenauig-
keiten bis zu 0,1 mm Abweichung erzielen zu können [Hähn20]. Hähn und
Baier verwenden für ihre Zerspanungsversuche als Endeffektor eine Motor-
spindel der Franz Kessler GmbH mit einem 27 kW Synchronmotor im
S1-Betrieb und maximaler Drehzahl von 28 000 U/min. Weigold verwendet
für seine spanenden Untersuchungen eine Modifikation des sechsachsigen Ver-
tikalknickarmroboters RV130 der Firma Reis Robotics (RV130HSC). Die
Motorspindel ist vom Typ SD 4084 der Precise Präzisionspindeln GmbH
mit einer maximalen Drehzahl von 40 000 U/min, einem S1-Antriebsmoment
von 2 Nm und einer S1-Antriebsleistung von 5,5 kW [Weig08].

Tabelle 2.1: Leistungsanforderung an Motorspindeln für die Zerspanung mit
Industrierobotern

Weigold Hähn Baier Baier Baier Baier

Werkstoff EN
AW-
2017
A

EN
AW-
2017
A

Inconel
718 (Ni-
Basis)

Invar 36
(Fe-
Basis)

Hartme-
tall
Duramat
ProGen
6-09

Stahlguss
S 235 JR

Anwendung Auto-
mobil-
bau

Luft-
fahrt

Luftfahrt Luftfahrt Formen-
bau

Formen-
bau

Drehzahl n
in U/min

30 000 13 000 1275 2800 1590 1590

Durchmesser
DT in mm

16 16 10 10 12 12

Zähnezahl z 2 3 4 4 4 4
Vorschub vf
in mm/min

8000 400 300 105 60 60

Schnitttiefe
ap in mm

2 8,5 0,3 0,5 1,4 1,4

Schnittbreite
ae in mm

16 16 3,5 0,3 12 12

Drehmoment
ML in Nm

1,64 1,53 1,73 0,01 1,69 0,44

Leistung
Pel in kW

5,15 2,08 0,23 0,003 0,28 0,07
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Fräsköpfe sind am Z-Verfahrschlitten montierte Dreh-Schwenk-Systeme zur
Aufnahme und Führung von Motorspindeln im Arbeitsraum von Werkzeug-
maschinen mit integrierter Medienzuführung zur Schmierung und Kühlung.
Damit führt die Motorspindel die Drehbewegung der 4. Achse und zeitgleich
die Schwenkbewegung der 5. Achse zusätzlich zu den drei Linearbewegun-
gen aus. In der Folge resultieren dynamische Kräfte auf die Lagerung und
drehzahlabhängige, rückstellende Kreiselmomente infolge gyroskopischer Ef-
fekte [Gasc02]. In den Fertigungsbereichen des Flugzeug- und Fahrzeugbaus
kommen Fräsköpfe u. a. für die HSC-Bearbeitung großer Werkstücke aus Alu-
minium zum Einsatz. Anforderungen an Fräsköpfe als auch an Motorspindel-
systeme in diesem Bereich sind die Kompaktheit, hohe Struktursteifigkeit mit
hohen Dämpfungseigenschaften und hohe Genauigkeit durch spielfreie Antrie-
be [Tram23]. Problematisch wirken sich insbesondere die Erwärmung und die
axiale und radiale Verlagerung aufgrund des vorhandenen radialen Führungs-
spiels und die unter Drehzahl erweichende Federanstellung im Loslager (engl.:
Ball Bearing Softening Effect) auf die Positioniergenauigkeit des Werkzeug-
mittelpunkts (engl.: Tool Center Point (TCP)) seitens der Motorspindel aus.
Beispiele für amMarkt verfügbare Spindelsysteme zur Anwendung in dynami-
schen Bearbeitungsmaschinen sind die HCS 170 - 28000/42 von GMN Paul
Müller Industrie GmbH & Co. KG [GMN 23b] und MFW-1709/24 von
Fischer Spindle Group AG [Fisc23]. Die technischen Leistungsdaten der
Spindeln sind in Tabelle 2.2 gegenübergestellt. Die Verläufe von Drehmoment
und Leistung über der Drehzahl sind in Abbildung 2.2 dargestellt.

Abbildung 2.2: Drehzahl-Drehmoment- und Drehzahl-Leistungs-Diagramm
der Motorspindeln von GMN und Fischer für Dreh-
Schwenk-Fräskopfanwendungen
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Tabelle 2.2: Technische Leistungsdaten beispielhafter Motorspindeln für die
Anwendung in Dreh-Schwenk-Fräsköpfen nach [Tram23]

Fischer MFW-1709/24 GMN HCS 170
28000/42

Leistung S1, Pel in
kW

34,0 42,8

Max. Drehzahl, nmax
in U/min

24 000 28 000

Drehmoment S1, Mel
in Nm

39,3 29,2

Werkzeugschnittstelle HSK-A63 HSK-A63
Hülsendurchmesser,
DH in mm

170 170

Motorart PM-Synchronmotor PM-Synchronmotor
Lagerschmierung Fett Öl-Luft oder Fett (nmax

reduz.)

Zusammenfassend sind Spindelsysteme für eine hohe Achsdynamik kompakt
und leicht auszuführen. Andererseits sollte eine ausreichend hohe Masse und
Dämpfung vorliegen, um die Eigenfrequenzen und Schwingamplituden des
dynamisch bewegten Dreh-Schwenk-Systems niedrig zu halten. Die Eigen-
frequenzen des Motorspindelsystems hingegen sollten möglichst hoch sein,
um einen großen nutzbaren Betriebsdrehzahlbereich dazwischen zu erzielen.
Verlustarme Spindelsysteme bieten zusätzlich den Vorteil einer geringen ther-
mischen Verlagerung.

2.2 Schäden in Motorspindeln vermeiden und
Zuverlässigkeit erhöhen

Die Lagerung in Motorspindeln ist im Betrieb einem Belastungskollektiv aus-
gesetzt, das abhängig ist von den Bearbeitungskräften, Fliehkräften und ther-
mischen Einflüssen. Die Erweiterung des Kenntnisstands über die genauen
Zusammenhänge und Auswirkungen der während der Fräsbearbeitung auf-
tretenden Gesamtbelastung auf die Spindellagerung ist nach wie vor Gegen-
stand der Forschung. Als Beispiel sei das Projekt DynaLast genannt [Brec20].
Dieses Wissen ist entscheidend für die Lagerauslegung und damit für die Kon-
struktion der Motorspindel und deren Zuverlässigkeit zur Erreichung einer
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hohen Anzahl an Betriebsstunden [Krei08]. Kritische Lagerzustände können
im Voraus abgeschätzt, Wartungsintervalle der Motorspindel besser geplant
und Schäden vermieden werden. Dass die Systemkomponente Motorspindel
einer Werkzeugmaschine wartungsintensiv ist, wurde anhand einer Studie von
rund 400 verbauten Spindeln in Bearbeitungszentren nachgewiesen [Abel06].
So sind die Spindellager als besonders anfällig für Systemausfälle identifiziert
worden (siehe Abbildung 2.3).

Abbildung 2.3: Reale Ausfallursachen am System „Motorspindel“ aus
[Abel06]

Die Ergebnisse in Abbildung 2.3 zeigen eine erhöhte relative Ausfallwahr-
scheinlichkeit für Spindellagerungen von fast 30 % gegenüber anderen Motor-
spindelsubsystemen auf. Des Weiteren konnte eine Beziehung zwischen der
axialen Zustellung und den Instandhaltungskosten durch Lagerausfälle iden-
tifiziert werden. In Abbildung 2.4 ist einerseits eine Zunahme der Verlustzone
und andererseits ein Anstieg der relativen Maschinenkosten mit steigenden
Schnitttiefen für ein fiktives Rechenbeispiel dargestellt. Hohe Zustelltiefen
reduzieren die Hauptzeit und steigern das Zeitspanvolumen. In der Folge sin-
ken die direkten Kosten. Jedoch steigt die Spindellagerbelastung an und die
Lagerlebensdauer sinkt [Abel06]. Insbesondere die Loslagerfunktion wird bei
hohen axialen Schnitttiefen beansprucht [Webe17b]. Die resultierenden hohen
axialen Zugkräfte führen zu einer relativen Verlagerung der Spindelwelle ge-
genüber dem Spindelgehäuse in Richtung negativer Maschinen-Z-Achse. Die
Axialkräfte besitzen einen statischen und aufgrund der Zahneingriffsfrequenz
des drehenden Werkzeugs einen dynamischen Kraftanteil. Die Loslagerung
erfährt diese axiale statische und dynamische Belastung ebenfalls, wodurch
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im Schiebesitz eine statische Verlagerung und dynamische Mikrobewegungen
stattfinden.

Abbildung 2.4: Einfluss der axialen Schnitttiefe auf die Maschinenkosten aus
[Abel06]

Nach [Abel06] entsprechen die Gesamtkosten einer Werkzeugmaschine im
Laufe ihres Lebenszyklus nach 10 Jahren etwa dem Dreifachen ihrer Anschaf-
fungskosten. Der Anteil der ausfallbedingten Instandhaltungskosten an diesen
Gesamtkosten liegt bei rund 25 %. Aus dieser Kenntnis erwächst die Motiva-
tion, die Betriebsbelastungen in Motorspindellagern vorherzusagen und sen-
sorische Systeme zur Zustandsüberwachung in Motorspindeln zu integrieren
[Krei08].
Exemplarisch wird in [Berc22] eine Echtzeit-Motorspindelüberwachung auf
Basis des Mehrkörpersimulationsmodells aus [Webe17b] vorgestellt. Die Über-
wachungsalgorithmik berechnet im Takt von 1 ms parallel zum Bearbeitungs-
prozess die vorliegenden Lagerkräfte und Flächenpressungen mittels eines an-
trainierten Modells des maschinellen Lernens. Einen Beitrag zur Reduzierung
der Instandhaltungskosten können neben Systemen zur vorbeugenden War-
tung auch belastungsoptimierte Spindelkonstruktionen leisten. Einen Ansatz
bieten Systeme zur variabel einstellbaren Lagervorspannung, wobei auf die
Ausführung der Loslagerung ein besonderes Augenmerk gelegt wird (siehe
Abschnitt 3.1.8).

Das Loslager führt minimale axiale Gleitbewegungen im Bereich von tau-
sendstel bis hundertstel Millimeter durch und nimmt je nach Ausführung und
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Anstellungsart radiale als auch axiale statische und dynamische Belastungen
auf. Die Spalte zur Gleitführung, die Schmierung, abrasive Ablagerungen,
und die Relativgeschwindigkeit der Körper beeinflussen die Reibung und da-
mit die Lebensdauer des Loslagersubsystems [Butz07]. Ausfallursachen für
Wälzlagerungen sind auf Schmierungsprobleme, Verunreinigungen und auch
Montagefehler zurückzuführen [Scha13, S. 11] (siehe Abbildung 2.5). Eine
typische Ursache für Wälzlagerschäden sind zu feste als auch zu lose Passun-
gen bzw. Vorspannung. Die Relativbewegung zwischen Ring und Sitzfläche
bei einer losen Passung führt zu Passungsrost und abrasivem Verschleiß. Der
Schmierstoff verschmutzt durch Korrosionspartikel. Bei stillstehenden Gehäu-
seteilen ist die Loslagerfunktion infolge Passungsrost gestört. Montagefehler,
welche Fluchtungsfehler sowie Unsauberkeiten und kleinste Vorschädigungen
in Spalten zur Folge haben können, beeinflussen die Vorspannung und damit
den Lagerlauf negativ [Scha13, S. 12], [Bart99]. Auffälligkeiten im Betriebs-
verhalten äußern sich durch einen unruhigen Lauf, ungewöhnliche Geräusche
oder ein gestörtes Temperaturverhalten [Scha13, S. 12]. Die Loslagerfunk-
tion versagt durch Klemmen. Typische Schadensbilder sind die Reibkorro-
sion bzw. Passungsrost und Fressspuren bzw. Gleitverschleiß. Passungsrost
ist als braun-schwarze Flecken oder Abrieb auf den Sitzflächen, in Lager-
nähe und im Schmierstoff erkennbar. Ursachen für Passungsrost sind unter
anderem Formstörungen der Passflächen, Wellendurchbiegungen und Gehäu-
severformungen. Merkmale von Gleitverschleiß sind Kaltverschweißungen an
den Passflächen.

Abbildung 2.5: Ausfallursachen für Wälzlager nach [Enge79] aus [Scha13]

Die Gestaltung von Loslagern unterliegt zusammenfassend besonderen Her-
ausforderungen [Butz07]:
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• Gleiche Toleranzanforderungen wie an die Maß- Form- und Lagertole-
ranzen der Fertigung der Wälzlager über die Gesamtfläche des zylindri-
schen Sitzes,

• Beherrschung der Toleranzkette der axial, und mit leichtem Radialspiel,
zueinander bewegten Teile unter mechanischen und thermischen Bean-
spruchungen,

• Sicherstellen der Gleit- bzw. Laufeigenschaften zwischen den Kontakt-
körpern durch geeignete Schmierung und Oberflächenqualität sowie ggf.
durch Verwendung von Werkstoffen mit verbesserten Gleiteigenschaf-
ten,

• Sauberkeit der Spalte in den Reibkontakten.

Maßnahmen zur Abhilfe, wie die Vergrößerung axialer Anlageflächen, das
Verwenden einer möglichst engen Führungsspalte, trockene Passflächen und
beschichtete Passflächen sind kostspielig und durch Versuchsreihen aufwendig
hinsichtlich der Funktionalität zu validieren.

2.3 Energieeffiziente und ressourcenschonende
Motorspindelsysteme

Der europäische Grüne Deal definiert das Ziel, die Netto-Treibhausgasemis-
sionen aller Sektoren bis 2030 um 55 % gegenüber 1990 zu senken und als
EU bis 2050 klimaneutral zu sein [Euro19]. Der Anteil des Sektors Industrie
am Endenergieverbrauch in der EU liegt im Jahr 2021 bei 26 % [Euro23]. In
Deutschland beträgt der Anteil 28 %. Die emittierten CO2-Äquivalente des
Industriesektors an den gesamten Treibhausgasemissionen der EU betragen
im Jahr 2020 22 % [Agen21]. Dies zeigt exemplarisch den Bedarf zur Ener-
gieeinsparung und Optimierung des Ressourceneinsatzes in der metallverar-
beitenden Industrie auf. Welchen Beitrag Effizienzsteigerungen im Bereich
der Werkzeugmaschinenindustrie leisten können, wird in den nachfolgend ge-
nannten Projekten untersucht.
Untersuchungen zum Energiebedarf von Werkzeugmaschinen und ihrer Sub-
systeme stammen aus Projekten wie Maxiem (2008 – 2012) [Abel13a]. Eine
spezifische Betrachtung der Energieeffizienz des Motorspindelsystems inklu-
sive Leistungsversorgung, Wälzlager und Schmierung wird im Projekt Ener-
gieMSP (2009 - 2012) vorgenommen [Abel13b]. Die systemerweiterte, ganz-
heitliche Betrachtung einer energieeffizienten Produktion unter Einbeziehung
der nutzbaren, energetischen Kälte- und Wärmepotenziale aus industriellen
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Prozessen der Metallverarbeitung gelingt im Projekt ETA-Fabrik (2013 -
2017). Das Energieeinsparpotenzial der Gesamtsystembetrachtung auf Fabrik-
ebene durch die Neuplanung des Fabrikbaus inklusive technischer Gebäude-
ausrüstung und technologischer Umsetzung von Einzelmaßnahmen liegt bei
rund 45 % [Abel19]. Die Minimierung thermisch bedingter Verlagerungsfeh-
ler im Bearbeitungsprozess von Werkzeugmaschinen ist Gegenstand thermo-
energetischer Betrachtungen im Sonderforschungsprojekt Transregio 96
der Deutschen Forschungsgesellschaft (2011 - 2023) [Deut23].

Die durchschnittliche Leistungsaufnahme im Betriebszustand einer Werk-
zeugmaschine beträgt 9,73 kW. Dies ist der arithmetische Mittelwert von Da-
ten aus verschiedenen Quellen der genannten Forschungsprojekte zusammen-
gefasst in [Webe19a] (siehe Tabelle 2.3). Im Schnitt entfallen dabei rund 19 %
des Energieverbrauchs auf die Motorspindel im Bearbeitungsprozess [Paus09].

Tabelle 2.3: Elektrische Leistungsbedarfe verschiedener Bearbeitungsmaschi-
nen im Betriebszustand [Webe19a]

Forschungs-
projekt

Werkzeugmaschine Elektr.
Leistungs-
bedarf in
„Working“

Anteil
Antrie-

be

Anteil
Kühlsys-

tem

Maxiem Bearbeitungs-
zentrum

14,2 kW 27,4 % 26,0 %

ETA-Fabrik

Vertikal-
dreh-
maschine

5,8 kW 29,0 % 28,8 %

Vertikal-
schleif-
maschine

9,2 kW 20,9 % 21,5 %
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Eine Marktanalyse des PTW aus dem Jahr 2018 hat ergeben, dass auf dem
Markt der Motorspindelhersteller rund 69 % der angebotenen Katalogspin-
deln mit einem Asynchronmotor (ASM) ausgeführt sind. Die verbleibenden
31 % sind Motorspindeln mit permanentmagneterregten Synchronmotoren
(PMSM) [Bart18].

Abbildung 2.6: Marktanalyse zu Motorspindelvarianten in Abhängigkeit der
maximalen Drehzahl und der S1-Leistung, vgl. [Abel10;
Denk20a]

Im Vergleich zu einer baugleichen Referenzspindel mit Asynchronmotor zeigt
Sielaff in [Siel17] auf, dass der Wirkungsgrad der Motorspindel mit Syn-
chronreluktanzmotor (SynRM) in allen Betriebspunkten um etwa 5 %-Punkte
höher ist. Die Verluste und Rotortemperatur im Grunddrehzahlbereich sind
um rund 50 % geringer als die des konventionellen asynchronen Motorspin-
delantriebs (siehe Abbildung 2.7). Im Feldschwächebereich mit zunehmender
Drehzahl sind die Rotorverluste der untersuchten SynRM-Motorspindel eben-
falls um bis zu 50 % geringer, wobei die Rotortemperatur - bedingt durch
die drehzahlabhängigen Lager- und Rotorverluste - Werte von bis zu 90 ◦C
annimmt und damit eine um 20 % geringere Temperatur als die Referenz-
motorspindel aufweist. Charakteristisch für die SynRM ist die Rotorausfüh-
rung ohne Permanentmagnete bzw. Metalle der Seltenen Erden. Da die Preise
für Seltene Erdmaterialien und damit für Permanentmagnete hohen Schwan-
kungen unterliegen, kann durch den Verzicht eine ressourcenschonende An-
triebsvariante mit gewisser Preisunabhängigkeit insbesondere vom asiatischen
Markt erzeugt werden. Beispielsweise verzeichnete der Preis für eine Tonne
von Neodymiumoxid ein Allzeithoch im Jahr 2011. In den zurückliegenden



18 2 Motivation

fünf Jahren ist ein Trend zum langfristigen Preisanstieg zu beobachten. Dies
liegt unter anderem an der gestiegenen Nachfrage durch die Industrie der
Elektromobilität und politischen Marktregulierungen seitens China [Eink23].
Nachfolgend wird eine Abschätzung des Energieeinsparpotenzials durch den
Einsatz von Synchronreluktanzmotoren in Motorspindeln beschrieben. Die
Vorgehensweise ist im Abschnitt A.1 dargelegt. Aufgrund der Voruntersu-
chungen von Sielaff wird ein Energieeinsparpotenzial durch Einsatz der
Reluktanz-Antriebstechnologie von 5 % bis 7 % abgeschätzt. Hierbei sind Ener-
gieeinsparungen durch einen potenziell verminderten Kühlleistungsbedarf sei-
tens des Maschinenrückkühlers nicht eingeschlossen [Webe19a]. Die Substi-
tution von Asynchronmotoren durch Synchronreluktanzmotoren in Motor-
spindeln in neu produzierten, spanenden Werkzeugmaschinen in Deutschland
kann zu einer Energieeinsparung von 2,4 GWh pro Jahr führen. Dies ist das
Ergebnis eigener Abschätzungen auf Basis der Zahlen des Werkzeugmaschi-
nenmarktes aus dem Jahr 2018. Hierfür ist in Abbildung 2.6 ein für SynRM
technisch relevanter Drehzahl- und Leistungsbereich von max. 160 kW Leis-
tung und max. 50 000 U/min angenommen worden.
Durch diese Maßnahme ist eine Energieeinsparung von 139 kWh/Jahr pro
Maschine annehmbar. Bei einem derzeitigen Industriestrompreis von
40,11 Cent/kWh [Heid23] folgt eine Kostenersparnis von rund 56e/Jahr pro
Maschine. Mit einem Industriestrompreis vor dem Krieg in der Ukraine mit
durchschnittlich 19,19 Cent/kWh in den Jahren 2019 bis 2021 [Heid23] folgt
eine jährliche Kostenersparnis von 10,71e. Mit einem angenommenen durch-
schnittlichen Verkaufspreis von 10 000e für ein SynRM-Motorspindelsystem
resultiert mit den Produktionszahlen des Verein deutscher Werkzeugmaschi-
nenfabriken e.V. (VDW) ein jährliches Marktvolumen von rund 169Mio.e
im Bereich der neu produzierten Bearbeitungszentren. Das Nachrüsten (engl.
Retrofit) von Motorspindeln mit Synchronreluktanzantrieben bietet ein zu-
sätzliches Marktpotenzial. Dass sich allein der Einsatz der Synchronreluk-
tanzantriebe in Motorspindeln aufgrund der Energieeinsparung wirtschaft-
lich kaum rechnen würde, zeigen die Näherungswerte auf. Dies ist auch das
Ergebnis bei Betrachtung des reinen Austauschs eines netzgespeisten Norm-
Antriebs der Energieeffizienzklasse EI1 zu EI2 nach IEC 60034-30-1 für die
Kühlschmierstoffhochdruckpumpe (KSS-HD) in einem Universal-Bearbeitungs-
zentrum [Abel13a]. Vielmehr müssen weitere Vorteile für Synchronreluktan-
zantriebe in Motorspindeln in die Betrachtung einbezogen werden, um den
praktischen Einsatz in Werkzeugmaschinen voranzutreiben.
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Abbildung 2.7: Stationäre Temperatur- und Verlustverteilung für die Asyn-
chronmotorspindel (links) und die Synchronreluktanzmotor-
spindel (rechts) im Grunddrehzahlbereich im S1-Betrieb in
Anlehnung an [Siel17]

2.4 SynRM-Potenzial für eine alternative starre
Lagergestaltung

So zeigt Sielaff in [Siel17] auf, dass die Absenkung des Temperaturnive-
aus der Motorspindel mit SynRM mit einer Reduktion der axialen Verlage-
rung um 44 % bei gleichzeitig höherer Ausgangsleistung um 33 % einhergeht.
Dies würde sich unmittelbar positiv auf die Bearbeitungsqualität auswirken.
Die zum Spindelwellenwachstum thermisch bedingte Ausgleichsbewegung des
elastisch angestellten Loslagers geht im Vergleich zur ASM um ca. 58 % von
−40µm auf −17µm zurück (siehe Abbildung 2.8). Zusätzlich äußert sich das
niedrigere Temperaturniveau in reduzierten Temperaturdifferenzen zwischen
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Lagerinnen- und Lageraußenringen im Bereich des Loslagers von maximal
28 ◦C mit ASM und maximal 15 ◦C mit SynRM. Die Minimierung des Tem-
peraturniveaus, und damit verbunden der axial dominanten und auch radialen
Wärmedehnungen der Spindelwelle, bewirkt eine reduzierte Lagerbeanspru-
chung. [Siel17, S.145]

Abbildung 2.8: Temperaturbedingte Verlagerung der Plananlage im statio-
nären Betriebszustand gemäß Abbildung 2.7 aus [Siel17,
S.144]

Anhand einer numerischen Berechnung mit den gemessenen Temperaturen
stellt Sielaff fest, dass die Flächenpressung - als Maß für die Betriebssicher-
heit der Lagerung - bis 12 000 U/min von maximal 1930 N/mm2 mit ASM auf
maximal 1885 N/mm2 mit SynRM absinken [Siel17, S.145].
Wie beschrieben ist die Gestaltung der Loslagerfunktion stark von thermi-
schen und demzufolge konstruktiven, fertigungstechnischen und montagetech-
nischen Einflüssen abhängig, was nicht zuletzt die Ausfallwahrscheinlichkeit
der Loslagerfunktion und in der Folge die Wahrscheinlichkeit eines Lager-
schadens erhöht. Als Ergebnis dieser Erkenntnisse schließt Sielaff daher auf
die Möglichkeit der Anpassung der Lagergestaltung, um das Spindel-Lager-
System robust zu gestalten. Die in Sielaff fokussierte Universalspindeln für
die Fräsbearbeitung mit n · dm = 1, 5 · 106 mm/min sind nicht zwangsläu-
fig mit elastischer Lageranstellung im Bereich des zur Spindelnase vorderen
Festlagers auszuführen. [Siel17, S.145]
Infolge der geringeren Temperaturdifferenz ließe sich bspw. das Radialspiel
verringern, da die thermisch bedingte, radiale Spindelwellen- und Lagerin-
nenringaufweitung geringer ausfällt. Des Weiteren zeigt sich, dass die axiale
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Spindelwellenausdehnung im vorderen Lagerbereich relativ zum Gehäuse so
gering ist, dass die axiale Verlagerung durch die Summe des Axialspiels der
in O-Anordnung angestellten Lager und der sich verändernden Lagerkinema-
tik unter geringer thermischer Last kompensiert werden kann. Der thermisch
neutrale Lagerabstand wird für den kleinen Lagerabstand des Festlagers in
Tandem-O-Anordnung (<<->)1 erreicht. Eine elastische Federanstellung ist
nicht mehr nötig und die störungsanfällige Loslagerfunktion mit Schiebesitz
oder Kugelführungsbüchse kann entfallen. Die Umgestaltung der Lagerung
von (<<-∼>-(SynRM)-=) führt auf ein Spindel-Lager-System der Form (<<-
>-(SynRM)-=). Statt dem Zylinderrollenlager (Symbol: =) wäre auch ein
starr angestelltes O-Lagerpaar (<>) mit Schiebesitz am Außenring möglich,
wobei dies wiederum die Nachteile einer Loslagerfunktion aufwiese. Sielaff
bewertet das dynamische Betriebsverhalten der neuen Lagergestaltung an-
hand des Campbell-Diagramms in Abbildung 2.9. [Siel17, S.145 f.]
Die Variante mit elastischer Lageranstellung weist das typische erweichen-
de Lagersteifigkeitsverhalten mit zunehmender Drehzahl auf, wie ausführlich
in [Krei08] beschrieben. Die starre Lageranordnung führt hingegen zu einem
drehzahlinvarianten Lagersteifigkeitsverhalten mit tendenziell steigenden Ei-
genfrequenzen für steigende Drehzahlen. Aufgrund des thermisch neutralen
Lagerabstands unterliegt die Wälzlagerkinematik mehrheitlich den drehzahl-
bedingten Effekten, wodurch die Vorspannung zunimmt. Insgesamt ist das
starr angestellte Spindel-Lager-System statisch steifer. Im Betriebsdrehzahl-
bereich der starr angestellten Lagerung bis 16 000 U/min finden sich keine
kritischen Frequenzen. Insbesondere die für Betriebsschwingungen infolge der
Unwucht beim Zusammenfall mit der 1. Ordnung sorgende biegekritische
Eigenfrequenz wird zu Drehzahlen oberhalb von 25 000 U/min verschoben.
Dies wirkt sich positiv auf die Prozessstabilität hinsichtlich einer verminder-
ten Ratterneigung durch selbsterregte Schwingungen beim Fräsen infolge der
Zahneingriffsfrequenz aus. Schiffler führt Berechnungen zu Stabilitätskar-
ten beim Fräsen mit und ohne Berücksichtigung der drehzahlabhängigen La-
gersteifigkeit durch. Der Abfall der Eigenfrequenzen über der Drehzahl redu-
ziert die Stabilitätsgrenzen hin zu verminderten axialen Zustelltiefen [Schi11].
Für die Anwendung in motorintegrierten Spindel-Lager-Systemen ist die star-
re Anstellung der vorderen Lagerung gegenüber der hinteren Lagerung nach
Stand der Technik i.d.R nicht umsetzbar. Vereinzelt findet sich eine solche La-
gerung in langsam drehenden Schleifspindeln geringer Drehmomente. Schnell-
laufende Motorspindeln mit hohen Drehmomenten erfordern prinzipbedingt

1Symbolerklärung siehe Abschnitt Formelzeichen und Abkürzungen
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Abbildung 2.9: Schnittdarstellung zur Berechnung der elastisch (links) und
starr (rechts) angestellten Spindel-Lager-Systeme mit den zu-
gehörigen Campbell-Diagrammen zur Bewertung der Auswir-
kung auf das dynamische Betriebsverhalten [Siel17, S.148]

lange Aktivteile der Motoren und lange Spindelwellen und führen propor-
tional zum drehmomentbildenden Strom zu erhöhten Stromwärmeverlusten
im Stator und Rotor. Damit ist eine Abstimmung der Spindelwellenausdeh-
nung auf den thermisch kompensierten Lagerabstand nach Stand der Technik
nur bedingt möglich [Siel17, S.145]. Dabei wären die in Sielaff aufgezeig-
ten Potenziale zusätzlich zur Steigerung der Energieeffizienz ein erheblicher
Anreiz zur Markteinführung von Synchronreluktanz-Motorspindeln insbeson-
dere für den verfahrenstechnisch wachsenden Bereich der Hochgeschwindig-
keitszerspanung in dynamischen Dreh-Schwenk-Achssystemen. Dadurch ist
diese Arbeit motiviert ein Lösungskonzept für eine starr angestellte Lage-
rung mit integriertem Synchronreluktanzantrieb für schnelldrehende Motor-
spindeln auszugestalten, einen Demonstrator zu entwickeln und diesen expe-
rimentell einem konventionell elastisch gelagerten Spindelsystem in wissen-
schaftlichen Untersuchungen gegenüberzustellen.
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3.1 Aufbau von Motorspindeln
Hauptspindeln in Werkzeugmaschinen dienen der kinematischen und rota-
torischen Relativführung von Werkzeug zu Werkstück. Dabei nehmen sie
die Bearbeitungskräfte über die geometrische Fixierung von Werkstück oder
Werkzeug auf und wandeln die zur Bearbeitung nötige elektrische Energie
in mechanische Energie um. Geringe statische, dynamische und thermische
Verlagerungen sind im Allgemeinen wesentliche Anforderungen, um höchste
Bearbeitungsgenauigkeiten und beste Oberflächenqualitäten zu erzielen. In
Abbildung 3.1 sind die Komponenten einer Motorspindel dargestellt. Cha-
rakteristisch für Motorspindeln ist die Platzierung des elektrischen Antriebs
zwischen den Lagerstellen auf der Spindelwelle. Eine historisch bekannte und
heute noch verwendete Variante stellen fremdgetriebene Hauptspindeleinhei-
ten dar. Der Antrieb sitzt außerhalb und treibt bspw. über einen Zahnriemen
oder eine Kupplung die Spindelwelle an. In den folgenden Abschnitten werden
die für diese Arbeit wichtigen Komponenten Spindelwelle, Spindellagerung,
Werkzeugsystem, Motorkühlung und Elektromotor erläutert.

Lagerkühlung

Motorkühlung

Drehgeber
Löseeinheit

Schiebebuchse

der Loslagereinheit

Motor: Stator

Motor: Rotor
Spindelwelle

Zugstange mit

Federpaket

Spindellager

HSK-Werkzeugschnittstelle

mit Spannsatz

Drehdurchführung
Spindellager

Abbildung 3.1: Komponenten von Motorspindeln
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3.1.1 Allgemeine Anforderungen an Spindelwellen und
Umbauteile

An die Bauteile der Motorspindel für die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung
werden höchste Anforderungen hinsichtlich der Maß-, Form- und Lagetoleran-
zen gestellt. Die Werte in Abbildung 3.2 geben einen Überblick. Die engen
Toleranzen sind Angaben für die zerspanende Bearbeitung als auch für die
Qualitätsprüfung in der Montage und sollen die Funktionen eines präzisen
Plan- und Rundlaufs, hoher Wuchtgüte sowie geringer statischer und dyna-
mischer Nachgiebigkeit an der Wirkstelle erfüllen. Zusammengenommen de-
finieren sie die Arbeitsgenauigkeit des Spindel-Lager-Systems [Uhlm08]. Die
wesentlichen Umbauteile sind die Spindelwelle, das vordere und hintere La-
gerschild sowie die Kühlhülse.

Eigenschaft Symbol

Zulässige Toleranz
P4 für
d = 60

mm
Genauigkeitsklasse

P4 P2

Rundheit
Zylinderform

Planlauf
Konzentrizität

t
t1

t3

t4

IT2/2
IT2/2
IT4/2
IT4

IT1/2
IT1/2
IT3/2
IT3

1,5 µm
1,5 µm
4 µm
8 µm

Rauheit R a (µm)

Wellen Ø ≤80mm
Wellen Ø > 80mm

0,2
0,4

0,1
0,2

Eigenschaft Symbol

Zulässige Toleranz
P2 für
d = 60

mm
Genauigkeitsklasse

P4 P2

Rundheit
Zylinderform

Planlauf
Konzentrizität

t
t1

t3

t4

IT2/2
IT2/2
IT4/2
IT4

IT1/2
IT1/2
IT3/2
IT3

1 µm
0,5 µm
2,5 µm
5 µm

Rauheit R a (µm)

Gehäuse Ø ≤80mm
Gehäuse Ø > 80mm

0,4
0,4

0,4
0,4

t4

t4

Abbildung 3.2: Toleranzen der Lagerumbauteile [SKF 14]

Die Spindelwelle ist ein funktionsintegriertes Bauteil. Am vorderen Spindel-
ende nimmt es über die genormte Werkzeugschnittstelle das Spannfutter mit
eingesetztem Bearbeitungswerkzeug auf. An gleicher Stelle befindet sich die
sogenannte Schleuderscheibe, welche ein stufenförmiges Profil aufweist und
in der Paarung mit dem Gehäuse im vorderen Lagerbereich eine Labyrinth-
dichtung darstellt. Die Labyrinthdichtung hat die Funktion den Eintritt von
Kühlschmierstoffen und Spänen aus dem Bearbeitungsraum in die Spindel
zu verhindern. Gleichzeitig verhindert sie auch den Austritt von Schmieröl
aus der Spindel. Die Spindelwelle verfügt über zwei oder mehr Lagerstellen,
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die je nach Anwendungsfall und Anforderungen unterschiedliche Lagerarten
tragen können. Die Spindelwelle besitzt bspw. einen tolerierten, kraftschlüs-
sigen Presssitz als Welle-Nabe-Verbindung für den elektrischen Rotor. Am
hinteren Spindelende befinden sich weitere Bauteile, wie das Zahnrad des
Drehgebers für die Bestimmung der Rotorwinkellage oder eine Abstützung
für den Überlastschutz der Lagerung beim Lösevorgang des Werkzeugwech-
sels. Die Spindelwelle ist als Hohlwelle ausgeführt, sodass sie innenliegend
das Werkzeugspannsystem aufnimmt und den Translationsfreiheitsgrad für
dessen Betätigung zum Einziehen und Auswerfen von Werkzeugspannfuttern
aus der Hohlschaftkegel-Aufnahme (HSK) ermöglicht. Eine weitere bekannte
Werkzeugschnittstelle ist die Steilkegel-Aufnahme (SK).
Die genannten Komponenten und Schnittstellen bestimmen hierbei maßgeb-
lich die Dimensionierung der Spindelwelle. Die sich aus dem Bearbeitungs-
prozesse ableitenden Anforderungen an die Motorspindel lassen sich auf die
jeweiligen Funktionen dieser Komponenten herunterbrechen, wodurch sich de-
ren räumliche Ausprägung definiert. Auf die in dieser Arbeit relevanten An-
forderungen und Bauteildimensionierungen wird im Kapitel 5 eingegangen.
Wesentlich ist, dass dadurch die Länge und die Innen- und Außendurchmesser
der Segmente der Spindelwelle festgelegt werden. Dies beeinflusst entspre-
chend eines statisch bestimmt gelagerten Biegebalkens der Elastostatik die
Biegeeigenfrequenzen und deren zugehörige Eigenformen der Schwingungen.
Die Zerspanleistung kann anhand des Zeitspanvolumens berechnet werden.
Das Zeitspanvolumen ist das Produkt aus axialer Schnitttiefe, radialer Schnitt-
breite und Vorschubgeschwindigkeit des Werkzeugs relativ zum Werkstück
und beschreibt, wie viel Werkstückvolumen pro Zeiteinheit zerspanend ab-
getragen wird. Die wirkenden Kräfte an den Werkzeugschneiden sind wie-
derum abhängig von der Eingriffsfläche der Schneiden im Werkstück, welche
sich aus der Spanungsdicke und der axialen Schnitttiefe in Abhängigkeit von
der Winkelstellung der jeweilig im Eingriff befindenden Schneide als Integral
berechnet [Alti95]. Folglich kann die Zerspanleistung über einen hohen Werk-
zeugeingriff oder über hohe Drehzahlen eingestellt werden. Entsprechend un-
terscheiden sich die Anforderungen an die Dimensionierung der Spindelwelle
zur Bereitstellung der erforderlichen Zerspanleistung sowie der Aufnahme der
Bearbeitungskräfte und den Anforderungen zum dynamischen Betriebsver-
halten und Drehzahl.
Das dynamische Betriebsverhalten wird vom Elastizitätsmodul des Werk-
stoffs der Spindelwelle beeinflusst. Die Wahl des Werkstoffs oder gar einer
Werkstoffkomposition kann somit gezielt zur Einstellung der statischen und
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dynamischen Nachgiebigkeit der Spindelwelle genutzt werden. Jedoch wer-
den weitere Anforderungen an die Wahl des Spindelwellenwerkstoffs hinsicht-
lich dessen fertigungstechnischer Verarbeitung, thermischer Behandlung und
thermomechanischer Eigenschaften gestellt. Die fertigungstechnische Verar-
beitung einer Spindelwelle wird festgelegt durch die verwendeten Fertigungs-
prozesse wie Drehen und Schleifen, die Bearbeitungsschritte wie Plan- und
Längsdrehen, Hartdrehen, Außenschleifen und Innenschleifen mit den zugehö-
rigen Bearbeitungswerkzeugen für das Erzielen der Form- und Lagetoleranzen
sowie der Oberflächengüte. Die thermische Behandlung durch zum Beispiel
Härten ist erforderlich, um die Festigkeit des Werkstoffs gänzlich oder durch
Randschichthärten in speziellen Bauteilbereichen einzustellen. Die Auswahl
des Spindelwellenwerkstoffs hängt folglich mit den Anforderungen zum dyna-
mischen Betriebsverhalten und statischen Belastungen sowie den produkti-
onstechnischen Anforderungen zusammen. Letztere sind ausschlaggebend für
die Qualität, Produktivität, Kosten und Nachhaltigkeit der Spindelwellenfer-
tigung. Die Konstruktion der Spindelwelle mit ausgewähltem Werkstoff muss
die Anforderungen an die statische Bauteil- und Betriebsfestigkeit nach DIN
743 erfüllen [DIN743]. Eine softwaregestützte Festigkeitsberechnung erbringt
den Nachweis.

3.1.2 Werkstoffe für Spindelwellen

Allgemeine Anforderungen an den Werkstoff sind die Festigkeit, Härtbarkeit
und Duktilität [inge23b]. Die Festigkeit ist definiert als die Widerstandsfähig-
keit gegen Bauteilversagen durch Bruch. Eine hohe Werkstofffestigkeit kann
in der Konstruktion zur Massereduktion beitragen, weil geringere Wandstär-
ken benötigt werden. Die Festigkeit ist ein Maß für die Belastbarkeit des
Bauteils. Die Härte beschreibt den Widerstand gegenüber dem Eindringen
eines anderen Werkstoffs. Dies ist für die Füge- und Kontaktstellen für La-
ger, Spannsystem und Rotor relevant, um den Verschleiß zu minimieren. Die
Duktilität beschreibt die Zähigkeit bzw. Verformbarkeit des Bauteils unter
äußeren Belastungen, wodurch die Kerbwirkung - d.h. Spannungsüberhöhun-
gen als innere Bauteilbeanspruchung - vermindert wird. Duktile Werkstoffe
besitzen die Eigenschaft sich plastisch zu verformen bevor dieser durch Bruch
versagt [inge23a]. Grundlagen zu Eisenwerkstoffen im Maschinenbau finden
sich in der Literatur, wie z. B. in [Roos15].
Spindelwellenwerkstoffe sind insbesondere Vergütungsstähle mit einem Koh-
lenstoffanteil zwischen 0,2 % und 0,6 %. Häufig eingesetzte legierte Vergü-
tungsstähle enthalten zugesetzte Anteile von Chrom, Mangan, Molybdän und
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Nickel. Dazu zählt für den Einsatz als Spindelwellen 42CrMo4 nach DIN EN
ISO 683-2 und DIN EN 10132-3. Der Begriff der Vergütung resultiert aus
der thermischen Behandlung durch Härten und Anlassen. Beim Härten wird
zunächst die maximale Härte in Abhängigkeit des Kohlenstoffgehalts einge-
stellt und durch das Anlassen die Eigenschaften auf das gewünschte Maß der
Härte und Zähigkeit reduziert [thys23b]. Das Härten führt zur einer harten,
verschleißfesten Oberfläche und trägt zur Erhöhung der statischen und dyna-
mischen Festigkeit gegenüber Einsatzstählen bei [Roos15].
Der Werkstoff 34CrAlNi7-10 ist ein legierter Nitrierstahl nach DIN EN 10085
und besitzt eine sehr gute Verschleißfestigkeit für hoch beanspruchte Bau-
teile im Maschinenbau [HSM 23b]. Die Nitrierstähle zählen zur Gruppe der
Vergütungsstähle mit den Legierungselementen Aluminium, Chrom und Mo-
lybdän. Die Zusätze wirken als Nitridbildner, wodurch sich der Werkstoff für
das Nitrieren eignet. Es gilt als verzugsarmes Wärmebehandlungsverfahren
[Masc23]. Beim Nitrieren wird die Randschicht des Bauteils mit Stickstoff in
einem Diffusionsprozess angereichert, wodurch sich eine harte Oberflächen-
randzone ergibt [Roos15]. Die Werkstoffe lassen sich insbesondere bei großen
Durchmessern bis in den Kernbereich vergüten. Nitrierstähle besitzen eine
sehr hohe Oberflächenhärte und weisen eine hohe Zähigkeit im Kern auf.
Darüber hinaus sind sie weitgehend korrosionsbeständig. [HSM 23b]
Für besondere Belastungskollektive in Form hoher, schlagartiger Beanspru-
chungen in Randzonenbereichen des Spindelwellenwerkstoffs werden Einsatz-
stähle, wie 16MnCr5 nach DIN EN ISO 683-3 und DIN EN 10132-2 oder
17CrNiMo6 nach DIN EN 10085 bevorzugt. Damit lassen sich verschleißfes-
te Oberflächen bei gleichzeitig zähen Werkstoffeigenschaften im Kern erzie-
len. Der Kohlenstoffgehalt von Einsatzstählen liegt zwischen 0,1 % und 0,3 %.
Über einen thermisch und zeitlich gesteuerten Diffusionsprozess gelangt zu-
sätzlicher Kohlenstoff bis zu einem Anteil von 0,8 % in die Randschicht. Dar-
an schließen sich die thermischen Behandlungen Härten und Anlassen an.
[thys23a]
Als Werkstoff für Spindelwellen im Maschinenbau bieten sich auch kohle-
faserverstärkte Kunststoffe (CFK) aufgrund ihres großen Verhältnisses von
Elastizitätsmodul zu Dichte im Vergleich zu vorgenannten Stahlwellen an.
Beispielhafte Werte für eine Motorspindelwelle sind der Dissertation von Kli-
mach entnommen und in Tabelle Tabelle 3.1 aufgeführt [Klim15]. Bauteile
aus dem Werkstoff CFK sind schichtweise als Laminatverbund aufgebaut. Die
Fasern können entweder um Kerne gewickelt oder als Faserstücke verpresst
werden. Die Zwischenfaserverbindung wird über ein Epoxidharzsystem herge-
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stellt, welches nach der Bearbeitung entweder an der Raumtemperatur oder
durch Tempern aushärtet. Durch den mehrlagigen Aufbau und die winkelige
orientierte Bewicklung lassen sich die mechanischen und thermischen Werk-
stoffeigenschaften in unterschiedliche Raumrichtungen gezielt einstellen. Es
handelt sich um ein orthotropes Materialverhalten im Gegensatz zum isotro-
pen Materialverhalten von metallischen Werkstoffen. In Längsrichtung der
Faser beträgt der thermische Ausdehnungskoeffizient fast Null. Im Vergleich
zur Längsrichtung lassen sich bei CFK-Werkstoffen in Querrichtung im Zu-
sammenspiel mit dem Harz jedoch höhere thermische Ausdehnungskoeffizi-
enten in einem breiten Bereich einstellen.
Aufgrund der Materialeigenschaften von CFK kann die Masseneinsparung
bis zu 60 % betragen [Klim15, S.1]. In der Folge lassen sich Spindelsyste-
me mit höheren kritischen Drehzahlen realisieren. Insbesondere die Verwen-
dung von Kohlenstofffasern mit einem hohen E-Modul steigern die Biegeei-
genfrequenz von Spindelwellen gegenüber Stahl deutlich [Klim15, S.1]. Über
die Auslegung der Faserwicklung lassen sich Welleneigenschaften einstellen,
die den thermischen Ausdehnungskoeffizient gegenüber Stahl deutlich verrin-
gern. Für Hochpräzisionsanwendungen sind Spindelsysteme mit einer axialen
thermischen Dehnung zu Null realisierbar. Durch die Verwendung von eng
tolerierten, geschliffenen Wickelkernen bei der Herstellung der gewickelten
Spindelwelle ist erfahrungsgemäß die resultierende Unwucht bereits aufgrund
der Fertigungsgenauigkeit heutiger maschineller Wickelverfahren sehr klein
[Klim15, S.1].
Faser-Kunststoff-Verbund (FKV)-Wellen werden im Automobilbereich heute
vereinzelt angewendet. Für die Verwendung im Motorspindelbau für Werk-
zeugmaschinen sind sie seit etwa 40 Jahren Gegenstand der Forschung und
Entwicklung. Erste Systeme im Produktiveinsatz gibt es seit rund 5 Jahren.
Treiber der Entwicklung ist die Nachfrage nach hochpräzisen, steifen und
energieeffizienten Spindelsystemen [Krol11]. Da Spindelsysteme in Werkzeug-
maschinen dynamischen Lastzyklen unterliegen, versprechen geringe Massen-
trägheiten der Spindelwelle aus CFK eine Energieeinsparung und Verkürzung
der Hochlaufzeit um bis zu 24 % (siehe Abbildung Abbildung 3.3). Diese
Abschätzung resultiert bei gleichem Beschleunigungsantriebsmoment aus der
verminderten Masse um 45 % einer Motorspindel mit HSK-A63 Werkzeug-
schnittstelle, ähnlich wie in der Arbeit von Klimach verwendet.
In Motorspindeln finden sich derzeit nur wenige CFK-Spindelwellen, da spe-
zielle Herausforderungen seitens der Hersteller beherrscht werden müssen:
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• Kombiniertes Wissen zur Motorspindelberechnung und werkstoffspezi-
fische Kenntnisse zu CFK,

• Berechnungswerkzeuge zur Feinabstimmung des Laminataufbaus und
Harzsystem in kritischen Wellenbereichen - z. B. im Rotorbereich, an
den Lagerstellen und imWellenkern - im Zusammenspiel mit dem Rand-
bereich zur Einstellung von thermischen Eigenschaften, der Härte und
der Oberflächengüte,

• Kenntnisse über die Fertigungsverfahren, Fertigungsmittel, Montage
und Prüfverfahren von Faser-Verbund-Werkstoffen,

• Interne oder externe Fertigungskapazitäten,
• Kreislauffähigkeit von Faser-Kunststoff-Verbünden als wichtige Anfor-

derung für Reparaturen und das Thema der Nachhaltigkeit.

Gegenstand der Forschung sind das Herstellen hochpräziser Bauteile aus
CFK speziell für schnelldrehende Anwendungen im Automobil, Luftfahrt
und Werkzeugmaschinenbau insbesondere durch eine Endbearbeitung mit-
tels Schleifen. Herausfordernd sind bspw. die engen Toleranzen im Bereich
der Aufnahme für den Hohlschaftkegel zur Werkzeugspannung und der La-
gersitze. Im Elektromotorenbau werden Rotoren mit Bandagen aus Kohle-
faser am Umfang versehen, um die radiale Aufweitung des Blechpakets zu
vermindern oder die Fixierung von außenliegenden Permanentmagneten bei
schnelldrehenden Anwendungen zu sichern.
Expertise am Markt mit Bezug zur Konstruktion und Herstellung schnell-
drehender Spindelwellen besitzen nur wenige Systemlieferanten wie Schunk
GmbH, Carbon-Drive GmbH oder Compo Tech PLUS, spol. s r.o.. Eine
Übersicht zum Stand der Technik von CFK-Spindelwellen bietet die Disser-
tation von Klimach [Klim15].
Mit Blick auf geringe thermische Dehnungen im Maschinenbau rücken die so-
genannten Ausdehnungslegierungen, wie Ni42, in den Fokus. Sie werden auch
als Knetlegierungen bezeichnet und sind in der [DIN17745] genormt. Charak-
teristisch für diese Werkstoffgruppe ist deren Zusammensetzung aus Eisen
und einem hohen einstellbaren Nickelanteil zwischen 27 % und bis teilwei-
se über 50 % [Burd23]. Damit lassen sich kontrollierte Wärmeausdehnungs-
koeffizienten einstellen. Dieser Effekt ist seit über 100 Jahren bekannt und
wird als Invar-Effekt bezeichnet. Ursächlich sind mikrophysikalische magne-
tische Vorgänge. Unter Bezeichnungen wie Invar42 oder Pernifer36 sind sie
am Markt erhältlich. FeNi-Legierungen weisen ähnliche zerspanende Werk-
stoffeigenschaften wie rostfreie Stähle auf. Für die Zerspanung werden daher
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Abbildung 3.3: Einsparpotenzial durch CFK in Motorspindelanwendungen
nach eigener Abschätzung
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Tabelle 3.1: Werkstoffdaten im Vergleich
Werkstoff 16MnCr5 42CrMo4 Ni42 EN

AW-
6060

Orthotrope
CFK-Laminate

Quasiisotro-
pes
CFK-
Laminat
(0°/45°/-
45°/90°)

Carbonfaser
HT

E-Modul E
in N/mm2

210 000 210 000 145 000 69 500 E1 =
204 000 − 330 000
(Lagerbereich),
E2 =
135 000 − 158 000
(Rotorbereich),
E3 = 155 000
(Rotorbereich)

88 000 E‖ =
235 000,
E⊥ =
15 000

Dichte ρ in
g/cm3 (20 ◦)

7, 76 7, 72 8, 15 2, 70 1, 8 1, 5 1, 7 − 1, 9

Spezifischer
E-Modul
E/ρ

2700 2700 1800 2600 5900 ‖: 12 400 −
13 800,
⊥: 790−880

Streckgrenze
Rp0,2 in
N/mm2

440 650 300 150

Zugfestigkeit
Rm in
N/mm2

700 −
900

900 −
1100

440 −
640

> 190 950 − 1100 2100 − 4500

Querkontrak-
tionszahl
υ

0, 3 0, 3 0, 29 0, 34 0, 32 0, 21

Wärmeaus-
dehnungsko-
effizient αT
in
10−6 · 1/K
(20 ◦C −
200 ◦C)

12, 5 12, 7 5, 6 24, 5 ‖: −0, 1
⊥: 10

Wärmeleitfä-
higkeit λ in
W/(m · K)
(20 ◦C)

44, 0 42, 6 12, 5 200 −
220

‖: 15 − 40 17

‖= Faserlängsrichtung, ⊥= Faserquerrichtung, E1 = Longitudinal, E2 = Radial, E3 = Transversal; Angaben
für Werkstoffdurchmesser von 40 mm < d ≤ 100 mm.

im Vergleich zu Stahl geringe Schnittgeschwindigkeiten empfohlen. Der ho-
he Nickelanteil sorgt für ein weichmagnetisches Verhalten mit geringer Per-
meabilität und Magnetisierbarkeit. Eisen-Nickel-Legierungen werden bspw.
für den Formenbau von CFK-Bauteilen im Flugzeugbau eingesetzt, um eine
passgenaue, geringe thermische Dehnung der Form an die geringe Wärme-
ausdehnung des CFK im Zuge der Aushärtung im Autoklaven einzustellen.
Weiteres Anwendungsgebiet aufgrund der ferromagnetischen Eigenschaften
ist der Einsatz in Elektrotechnik und Elektronik. [Boer07]

3.1.3 Lagerung von Spindelwellen

Die Lagerung der Spindelwelle ist ausschlaggebend für die statischen, dyna-
mischen und thermischen Eigenschaften des Spindel-Lager-Systems. Daher
ist die Kenntnis der Anwendung und die sich ergebenden Anforderungen an
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das Spindel-Lager-System entscheidend für deren Auswahl und Gestaltung.
Hauptaufgabe der Lagerung ist die relative Abstützung und Führung der
drehenden Komponenten sowie die Aufnahme und Übertragung äußere radi-
al und axial wirkender Kräfte an feststehende, umgebende Bauteile [Witt17,
S.541]. Grundlegend sind die Spindel-Lager-Systeme mit radial und axial-
wirkenden Lagern ausgeführt. Die Gestaltung wirkt sich auf die erreichba-
re Zerspanleistung der Werkzeugmaschine, die Rundlaufgenauigkeit und die
Oberflächengüte aus [Weck06, S.408]. Motorspindeln können mit folgenden
Lagerarten realisiert werden [Weck06, S.407]:

• Wälzlagerung,
• Dynamische oder statische Gleitlagerung,
• Aerostatische Gleitlagerung,
• Magnetlagerung.

Gängig für die Fräs-, Dreh- und Schleifbearbeitung sind wälzgelagerte Motor-
spindeln mit einem Anteil um 80 % [Weck02]. Die Vorzüge liegen in der Durch-
führung der Konstruktion, Integration sowie der Drehzahleignung, der Stei-
figkeit und der Kosten [Spac08; Weck02]. Wälzlager sind genormt [DIN623-1;
DIN5412-1; DIN628-6] und in Baureihen ausgeführt, was bspw. deren Ver-
gleichbarkeit hinsichtlich Lebensdauerberechnung und Verfügbarkeit verein-
facht [FAG18; GMN 23c; SKF 14; IBC10]. In dieser Arbeit wird im Folgenden
auf wälzgelagerte Spindel-Lager-Systeme und deren spezielle Lagerungsan-
ordnungen für Fräs- und Bohrspindeln eingegangen. Zur Vergleichbarkeit der
Drehzahleignung der Wälzlager mit rotierendem Innenring und feststehen-
dem Außenring wird der Drehzahlkennwert als Multiplikation aus mittlerem
Lagerdurchmesser dm und maximaler Drehzahl n herangezogen [Haul07]. Der
mittlere Lagerdurchmesser berechnet sich als Mittelwert aus dem Bohrungs-
durchmesser des Innenrings und dem Lageraußendurchmesser. Der Drehzahl-
kennwert ist insbesondere abhängig von der Schmierungsart, der Kugelgröße,
dem Berührungswinkel und den Werkstoffen der Lagerringe und der Wälz-
körper. Die Abbildung 3.4 stellt eine Übersicht über die Einsatzkriterien der
verschiedenen Lagerarten dar.

3.1.4 Wälzlager - Aufbau und Betriebsverhalten

Die Erläuterungen in diesem Abschnitt orientieren sich am Aufbau und Inhalt
der Darstellungen im Stand der Technik der Dissertation von Holland. In
[Holl18] wird das kinematische Bewegungsverhalten von Hochgenauigkeits-
lagern mittels Hochgeschwindigkeitsvideographie betrachtet, um Phänomene
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Abbildung 3.4: Vergleich von Lagerarten für Spindelsysteme aus [Weck06,
S.407]

wie das Käfigrasseln zu untersuchen. Das Ziel der Ausführungen liegt in dieser
Arbeit auf der wesentlichen Begriffsklärung und dem Verständnis wichtiger
Kenngrößen zur Beschreibung des Bewegungsverhaltens der Wälzlagerkom-
ponenten zueinander. Dieses Wissen unterstützt den Fortschritt in der Spin-
dellagerberechnung und Schadensursachenermittlung.
Wälzlager für Motorspindeln werden als Spindelwälzlager bezeichnet und un-
terliegen in der Fertigung höchsten Genauigkeitsanforderungen im niedrigen
Mikrometerbereich. Sie weisen typischerweise eine Rundlaufgenauigkeit von
kleiner als 1 µm auf. Darüber hinaus besitzen sie eine hohe Verschleißfes-
tigkeit bei niedriger Reibung, was in einer hohen Lebensdauer und geringer
Verlustwärme resultiert. Die Lagersteifigkeit in axialer und radialer Richtung
ist je nach Lagertyp hoch bis sehr hoch und beeinflusst damit die Arbeitsge-
nauigkeit der Motorspindel positiv (siehe Abbildung 3.4). Die Lagerdämpfung
durch Reibung wird durch die Schmierung, die Vorspannungsart und die kon-
struktive Integration hervorgerufen und wirkt sich positiv auf eine verminder-
te Ratterneigung im Prozess aus. Dies steigert die Bearbeitungsqualität. Die
Lagerdrehzahl wirkt sich direkt auf das erzielbare Zeitspanvolumen aus. Ins-
gesamt bestimmt die Wälzlagerauswahl und -anordnung die Leistungsfähig-
keit und Robustheit der Motorspindel. Wälzlager für Motorspindeln sind stets
gleich aufgebaut und setzen sich aus dem Lageraußenring, dem Lagerinnen-
ring, den Wälzkörpern und dem Käfig zusammen. Unterschiede ergeben sich
durch die Form der Wälzkörper – z. B. Kugel oder Zylinder –, die Hauptrich-
tung der Kraftaufnahme – axial oder radial –, die Anzahl der Wälzkörper
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und die jeweilige Werkstoffauswahl. Die Schmierung sowie dessen Zuführung
und ggf. Abdichtung des Wälzlagers sind Teile des Systems Wälzlagerung.
Die Auswahlkriterien für den Lagertyp erfolgt anhand:

• der maximalen Drehzahl,
• der aufzunehmenden Belastung und damit Tragfähigkeit des Lagers,
• der erforderlichen statischen und dynamischen Steifigkeit,
• der Lagerschmierung,
• der Einbausituation,
• der thermischen Randbedingungen,
• des Fertigungs- und Montageaufwands des Spindel-Lager-Systems,
• und damit der Kosten insgesamt.

So ist der Wälzkörper-Laufbahn-Kontakt entscheidend für die Höhe der auf-
tretenden Reibung. Wälzlager mit Kugeln weisen vereinfacht einen Punktkon-
takt auf. Wälzlager mit Kegeln oder Zylindern als Wälzkörper prägen einen
Linienkontakt aus. Die größere Kontaktfläche führt zu einer erhöhten Tragfä-
higkeit jedoch nachteilig zu einer erhöhten Reibung und einer verminderten
Drehzahleignung [Butz07]. Die Montage stellt sich hinsichtlich der Feinab-
stimmung der exakten Positionierung schwieriger und damit zeitaufwendiger
dar. Je nach Laufbahnausführung mit Punktkontakt am Außen- und Innen-
ring wird in Rillenkugellager oder Schrägkugellager unterschieden. Rillenku-
gellager nehmen Kräfte als Radiallager hauptsächlich radial auf und sind axi-
al nicht abstützend. Axiallager übertragen Kräfte nur axial und sind radial
nicht belastbar. Schrägkugellager hingegen nehmen Axial- und Radialkräfte
auf. Sie müssen jedoch axial vorgespannt werden, wodurch sich ihre maximale
Tragfähigkeit vermindert. Um die Tragfähigkeit und Rundlaufgenauigkeit zu
erhöhen, können Mehrpunkt-Spindellager als 3- oder 4-Punktspindellager ein-
gesetzt werden. Sie weisen am Außenring im Wälzkörper-Laufbahn-Kontakt
zwei Kontaktstellen auf und bei 4-Puntkspindellagern auch zwei Kontaktstel-
len am Innenring. Radiale und axiale Verlagerungen werden dadurch im Be-
trieb minimiert, die Aufnahme von Radialkräften erhöht und bei 4-Punktspin-
dellagern die beidseitige Aufnahme von Axialkräften ermöglicht. Die Hertz’-
schen Pressungen fallen ebenfalls geringer aus. [Ross13; Spac08]
Im Folgenden werden ausschließlich hochgenaue Spindellager in der Ausfüh-
rung als Schrägkugellager betrachtet. Sie werden für Hochdrehzahlanwendun-
gen in Motorspindeln am häufigsten eingesetzt.
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Abbildung 3.5: Komponenten und Lastaufnahme von Wälzlagern; in Anleh-
nung an [FAG23] aus [Holl18, S.6]

Hochgenaue Spindellager für Motorspindeln

Hochpräzisionswälzlager werden nach [DIN620-2] und [DIN620-3] in den Ge-
nauigkeitsklassen P2 und P4 gefertigt. Einzelne Wälzlagerhersteller bieten
noch genauere Klassen an. Die Bezeichnung variiert in Abhängigkeit der inter-
nationalen Toleranz-Normen. Eine Übersicht bietet Tabelle 3.2. In Tabelle A.1
sind beispielhafte Toleranzklassen für die Passungswahl jeweils für die Pas-
sung des Lageraußenrings zu Gehäuse und des Lagerinnenrings zur Spindel-
welle sowie die Toleranz des Planlaufs und der erzielbaren Rundlauftoleranz
dargestellt. Die angegebenen Durchmesserbereiche sind für das Motorspindel-
konzept in dieser Arbeit relevant. Allgemein gelten zulässige Abweichungen
in Form und Lage der umgebenden Teile mit Anlagefläche zum Hochgenau-
igkeitsspindellager von IT2/2 für P4/P4S/P4A/P4+ und IT1/2 für P2/UP
für den Gesamtrundlauf und IT1 für P4/P4S/P4A/P4+ und IT0 für P2/UP
für den Gesamtplanlauf [SKF 14]. Spindellager für Hochdrehzahlanwendun-
gen werden in der Regel hinsichtlich der Maß- und Formtoleranzen nach P4
und hinsichtlich der Lauftoleranz nach P2 gefertigt [FAG18, S.32]. Dies ent-
spricht der Kurzbezeichnung je nach Lagerhersteller P4S/P4A/P4+. Es gilt,
dass die Umbauteile mit der gleichen Genauigkeit gefertigt werden müssen,
wie die Lager selbst, um die Anforderungen an das Spindel-Lager-System zu
erfüllen (siehe Abbildung 3.2).

Tabelle 3.2: Internationale Toleranznormen in der Übersicht [GMN 23a]

ISO 492 DIN 620 ABMA

Toleranzkurzzeichen gemäß
DIN ISO 1132-1

class 4 P4 ABEC 7
class 2 P2 ABEC 9
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3.1.5 Grundlegende Beschreibung zum Aufbau und
Bewegungsverhalten von Wälzlagern

Druckwinkel

Bei Spindellagern in der Ausführung als Schrägkugellager befinden sich die
Kontaktpunkte von Wälzkörper zu Außenring und Wälzkörper zu Innenring
in einem Winkelabstand von der senkrechten zur Lagermittenachse. Dieser
Winkel wird als Nenndruck-, Kontakt- oder Berührungswinkel bezeichnet,
wenn sich bei kraftfreier axialer Verschiebung des Außenrings gegenüber dem
Innenring die Komponenten in den Kontaktpunkten berühren. Er ist abhän-
gig von der Schmiegung κ und der radialen Lagerluft e. Spindellager sind mit
einem Nenndruckwinkel α0 von 15 ◦ oder 25 ◦ ausgeführt [FAG18]. Darüber
hinaus existieren Varianten mit 12 ◦, 17 ◦, 18 ◦ und 19 ◦ Nenndruckwinkel je
nach Hersteller [SKF 14; GMN 23c]. Nach Montage und bei Betrieb verändert
sich die Lage der Kontaktpunkte, sodass sich ein Betriebsdruckwinkel in Ab-
hängigkeit der Vorspannung, Erwärmung, Drehzahl und äußerer Belastung
einstellt. Die Winkel an Außen- und Innenring sind unterschiedlich.
Im Zuge der Montage werden die Schrägkugellager axial vorgespannt. Dabei
werden der Lageraußen- und Lagerinnenring zueinander axial unter Kraft-
aufbringung verschoben. Es stellt sich ein größerer Druckwinkel α′ ein. Im
Betrieb entsteht durch die Reibung in den Kontaktzonen Wärme, die zu ei-
ner thermisch bedingten radialen Aufdehnung des Innenrings führt. Da über
das Spindelgehäuse die Verlustwärme abgeführt wird, ist die Temperatur am
Außenring geringer und er erfährt selbst aufgrund des entstehenden radi-
al wirkenden Drucks in den Kontaktzonen eine viel geringere Aufdehnung.
Der Druckpunkt verlagert sich an beiden Ringen in Richtung des Rillen-
grunds. Der Druckwinkel verkleinert sich zu α′′. Gleichzeitig wirkt im Betrieb
die Fliehkraft auf Innenring und Wälzkörper. Das Abrollen der Wälzkörper
am Innenring verlagert sich in Richtung der Innenringschulter. Aufgrund der
axialen Vorspannung erfolgt eine axiale Verschiebung des Innenrings gegen-
über dem Außenring. Dadurch entsteht zunächst ein Kräfteungleichgewicht
am Wälzkörper, welches durch die Verlagerung des Druckpunkts am Außen-
ring in Richtung Rillengrund wieder ausgeglichen wird. Die radial wirkende
Fliehkraft auf die Kugel wird an den Außenring übertragen, wodurch die Nor-
malkraft am Innenring QIR eine geringere radiale und die Normalkraft am
Außenring QAR eine höhere radiale Kraftkomponente ausprägt [Ross13]. Die
drehzahlbedingte Verlagerung wird als kinematische und die temperaturbe-
dingte Verlagerung als thermische Verlagerung bezeichnet. Dieses Betriebs-
verhalten ist als axiale Verlagerung am Werkzeugmittelpunkt (engl.: Tool



3.1 Aufbau von Motorspindeln 37

Center Point (TCP)) und der Plananlage der Motorspindel messbar. Durch
die Änderung der Betriebsdruckwinkel verändern sich die dynamischen Stei-
figkeiten und damit die Eigenfrequenzen des Spindellagersystems im Betrieb.

Abbildung 3.6: Einflüsse auf die Druckwinkeländerung im Betrieb; in Anleh-
nung an [Holl13] aus [Holl18, S.9]

Schmiegung

Die Schmiegung κ beschreibt das Verhältnis aus der Differenz des Radius des
Rillengrunds rRillengrund und des Kugelradius rKugel bezogen auf den Kugel-
radius. Ein kleiner Wert für die Schmiegung bedeutet, dass die Kontaktfläche
zwischen Wälzkörper und Laufbahn größer ausfällt und damit die Reibung
in der Kontaktzone erhöht ist. Jedoch sind die maximal übertragbaren Kräf-
te und die Steifigkeit größer. Die Beanspruchung mit Blick auf die größere
Kontaktfläche ist geringer [Harr07; Brec11; Klei98]. Laut Brecher et. al soll
der Rillengrundradius nicht kreisförmig, sondern ähnlich einem Polygonzug
mit stückweise stetig variierenden größeren Radien ausgeführt sein, sodass
die Kontaktfläche und die Reibung möglichst gering sind. Die Schmiegung
im Lager ist in einem solchen Fall nicht konstant [Brec11]. Die Schmiegung
berechnet sich zu:

κ = rRillengrund − rKugel
rKugel

. (3.1)

Kinematisches Kugelbewegungsverhalten

Das kinematische Bewegungsverhalten der Wälzkörper, die sogenannte Kugel-
orbitalgeschwindigkeit [Birk12], kann grundlegend anhand der vorliegenden
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relativen Winkelgeschwindigkeiten der Bewegungskomponenten Rollen, Boh-
ren und Gleiten beschrieben werden (siehe Abbildung 3.7).
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ZX
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Abbildung 3.7: Bewegungsanteile einer Kugel mit Wälzen als Überlagerung
aus Gleiten, Rollen und Bohren; in Anlehnung an [Holl79;
Hein03] aus [Holl18, S.22]

Der Innenring ist fest auf einer Welle montiert, welcher mit ihrer Wellendreh-
zahl nIR rotiert. Der Außenring ist statorfest. Die Winkelgeschwindigkeit des
Innenrings folgt aus der Wellendrehzahl mit:

ωI
IR = 2π · nIR

60 . (3.2)

Die Umfangsgeschwindigkeit des Innenrings berechnet sich mit demWälzlkörper-
Innenring-Berührpunktdurchmesser DIR,R zu:

vIR = DIR,R
60 · ωI

IR = DIR,R
60 · 2π · nIR

60 . (3.3)
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Weitere Berechnungsgrößen der überlagerten Bewegungsanteile lassen sich
daraus ableiten. Zunächst seien die Bewegungsanteile kurz beschrieben. Beim
Gleiten rotiert der Wälzkörper nicht, sondern führt eine rein tangentiale
Translationsbewegung in der Laufbahn aus. Das Rollen ist gekennzeichnet
durch eine im Berührpunkt zwischen Wälzkörper und Laufbahn vorliegender
Relativgeschwindigkeit zu Null. In diesem Punkt rotiert der Wälzkörper mit
derselben Winkelgeschwindigkeit wie die Laufbahn [Njoy80]. Der Kugelmit-
telpunkt bewegt sich mit der Winkelgeschwindigkeit ωI

B um die Lagerdreh-
achse. Die Abrollbewegung um den Kugelmittelpunkt ist die Winkelgeschwin-
digkeit ωB

B [Jira64; Walt71; Gupt79]. Beim Bohren rotiert der Wälzkörper
um seine eigene Mittenachse in der Kontaktzone zur jeweiligen Laufbahn.
Der Gleitanteil, auch als Kugelschlupf bezeichnet, liegt bei etwa 1 % – 2 %
[Somm14]. Aus diesem Grund wird allgemein vereinfacht eine überlagerte
Roll- und Bohrbewegung betrachtet. Zur weiterführenden Beschreibung des
Kugelbewegungsverhaltens kann nach Brändlein [Brän95] die Parallelität
der Drehachsen zu den Laufbahntangenten angenommen werden. Des Weite-
ren sei die Kugelumfangsgeschwindigkeit υI

B gleich der Kugelsatzumfangsge-
schwindigkeit υI

B_set. Damit berechnet sich die Umfangsgeschwindigkeit der
Kugel zu:

vI
B = vI

B_set = −ωI
B_set ·

DP
2 = nIR

2 · π ·DP
60 ·

(
1− DB · cosα

DP

)
. (3.4)

Darin ist DP der Teilkreisdurchmesser, DB der Wälzkörperdurchmesser und
nB die Kugeldrehzahl um die Lagerdrehachse mit:

nB = nIR
2 ·

(
1− DB · cosα

DP

)
. (3.5)

Dabei wird vernachlässigt, dass die Kugelumfangsgeschwindigkeit je Kugel
im Betrieb variiert. Ursächlich ist eine Schiefstellung des Lagers oder Bie-
gung der Welle. Dies kann bspw. die Folge hoher äußerer Belastungen, einer
unsachgemäßen Lagermontage, einer unrunden Welle aufgrund vorhandener
Eigenspannungen nach der Rotormontage oder gefertigter Lagersitze außer-
halb der Toleranz sein. Die Schiefstellung verändert die umlaufende radiale
Position der Kugeln [Stei96]. Jede Kugel durchläuft einen unterschiedlichen
Punkt an der Laufbahn. Damit ist der Druckwinkel nicht konstant. Die mittle-
re Kugelsatzumfangsgeschwindigkeit ist jedoch gleichbleibend [Brän72]. Ba-
rish bezeichnet es als „Ball Speed Variation“ (BSV) [Bari69]. Die Kugeln
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führen diese Geschwindigkeitsänderungen innerhalb ihrer Käfigführung, dem
sogenannten Käfigtaschenspiel, aus. Dies begrenzt die maximale Änderung
und bedeutet, dass der Käfig ständig die Massenkräfte der Kugeln aufneh-
men muss. Dies kann, bei entsprechender Belastung durch überhöhte Kräfte,
zum Blockieren, zur Reibungswärme im Kugel-Käfig-Kontakt und ferner zu
einem Käfig- und Lagerversagen führen [Bari69; Brän72]. Brändlein spezifi-
ziert für dieses Bewegungsverhalten die Kugeldrehzahl um ihren Mittelpunkt
in Abhängigkeit des Druckwinkels am Innenring:

nB
B = −nIR

2 ·
(
DP
DB
− DB · cos2 α

DP

)
. (3.6)

Es folgt die Kugelwinkelgeschwindigkeit ωB
B mit:

ωB
B = −π · nIR

60 ·
(
DP
DB
− DB · cos2 α

DP

)
. (3.7)

Mit dem Kugelradius ergibt sich die Kugelumfangsgeschwindigkeit V B
B zu:

V B
B = −nIR

2 · π ·DB
60 ·

(
DP
DB
− DB · cos2 α

DP

)
. (3.8)

Für die Auslegung von Spindel-Lager-Systemen spielt die Betrachtung des
Kugelvor- und -nachlaufs eine entscheidende Rolle für die einwandfreie Funk-
tionsweise. Richtwerte als Zielstellung bei der Berechnung folgen aus der La-
gergeometrie und der Drehzahl. Um die Kräfte und damit die Reibung in
der Kugel-Käfig-Interaktion gering zu halten, soll für hohe Drehzahlen der
Kugelvor- und -nachlauf kleiner als das Käfigtaschenspiel sein [Weck06, S.
382].
Der Bohrbewegung ist eine Bohrgeschwindigkeit am Außen- und Innenring
zugeordnet. Diese wird nachfolgend beschrieben und ist in Abbildung 3.8
dargestellt.
Zur Erläuterung sei weiterhin eine rein überlagerte Roll- und Bohrbewegung
ohne Kugelschlupf angenommen. In diesem Fall treffen sich die Vektoren
der Winkelgeschwindigkeiten der Wälzbewegung in den Kontaktpunkten am
Außen- und Innenring O und I im Punkt S. Für geringe Drehzahlen und
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Abbildung 3.8: Kinematik der Bohrgeschwindigkeit; in Anlehnung an [Schl09;
Stei96] aus [Holl18, S.26]

kleine Fliehkräfte auf die Kugeln sei der Druckwinkel zunächst konstant mit
α = αOR = αIR. Die Kontaktpunkte liegen nun auf einer Geraden durch
den Kugelmittelpunkt exakt gegenüber. Die Berührtangenten bezogen auf die
Laufbahnradien am Außen- und Innenring verlaufen entsprechend parallel zu-
einander und schneiden die Lagerdrehachse in den Punkten SO und SI. Die
vorab eingeführte Winkelgeschwindigkeit der Kugel um ihren Mittelpunkt ωB

B
schneidet ebenfalls den Schnittpunkt S. Die Winkelgeschwindigkeit der Wälz-
bewegung lässt sich ferner in die tangential an der Kugel im Berührpunkt
vorliegende Rollgeschwindigkeit ωroll und die radial zum Kugelmittelpunkt
orientierte Bohrgeschwindigkeit ωbohr zerlegen. Die Kugel rotiert folglich je-
weils am Außen- und Innenring im Berührpunkt um die eigene Normalenach-
se [Schl09]. Damit lässt sich das Bohr-zu-Rollverhältnis einführen, um den
Bohranteil an der kinematischen Kugelbewegung zu beurteilen. Dies ist im
Zuge der Auslegung des Spindel-Lager-Systems von großer Bedeutung, um
die Höhe der Reibung und die auftretenden Wärmeverluste im Vergleich zu
Berechnungsvarianten bewerten zu können. Ein Bohr-zu-Rollverhältnis von
0,3 wird als gerade noch zulässig erachtet und sollte höchstens 0,25 betragen
[Schi11]. Die Berechnung wird durch Schlecht [Schl09] wie folgt angegeben,



42 3 Grundlagen, Stand der Wissenschaft und Technik

wobei die Ermittlung der exakten Wälzwinkel ε laut Steinert [Stei96] nicht
möglich ist:

kBohr,Roll,OR = tan εO = ωbohr,O
ωroll

bzw. kBohr,Roll,IR = tan εI = ωbohr,I
ωroll

(3.9)

Die im Betrieb insbesondere bei höheren Drehzahlen vorliegende Lagerkine-
matik verändert die Kontaktverhältnisse. So nimmt der Betriebsdruckwinkel
mit steigenden Drehzahlen am Außenring ab und am Innenring zu. Die Kugel
erfährt im Außenringkontakt eine radial zur Fliehkraft wirkende Gegenkraft
[Brän72; King80], wodurch sich die Kontaktfläche vergrößert, und die Bohr-
bewegung abnimmt, bis es schließlich zu reinem Rollen und der sogenannten
Außenringführung kommt [Park66]. Der Schnittpunkt S wandert in Richtung
Schnittpunkt SO. Gleichzeitig hebt sich die Kugel am Innenring leicht aus der
Kontaktzone ab, wodurch sich deren Fläche verkleinert, und die Innenringfüh-
rung nachlässt. Es kommt zum axialen Nachrücken des Innenrings. Die Kugel
erfährt eine Druckwinkelerhöhung, welche die Bohrbewegung relativ zur Roll-
bewegung verstärkt [Brän72]. Die Auswirkung in Form von Verschleiß ist am
Innenring messbar erhöht [Stei96]. Da die Reibung im Lager zur Erwärmung
und zu einer Druckwinkelerhöhung am Außen- und Innenring führt, nimmt
das Bohr-zu-Roll-Verhältnis mit steigenden Temperaturen zu. Wohingegen
bei Zunahme der axialen Belastung sich das Bohr-zu-Rollverhältnis wieder
verringert [Brän72].
Es sei erwähnt, dass es zwischen antreibendem Innenring und Wälzkörper
auch zur vierten Bewegungsform Schlupf kommt. Insbesondere bei großen
Geschwindigkeitsänderungen etwa beim Beschleunigen oder Abbremsen der
Motorspindel oder Ein- und Austritt der Kugel aus der Lastzone des Lagers
kommt es zum Schlupf [Herk72]. Die Kugeln werden beim Eintritt in die Last-
zone vom Käfig und der sich ändernden radialen Laufbahnposition beschleu-
nigt. Beim Austritt aus der Lastzone werden sie vom Käfig und der erneu-
ten Positionsänderung abgebremst. In diesen Momenten liegt eine Differenz
zwischen ideal theoretischer und real vorliegender Winkelgeschwindigkeit der
Kugel um die Lagerdrehachse vor [Spec02; King68; Herk72]. Laut Spechtel
und Brändlein ist der Schmierfilm nicht in der Lage die Reib- und Träg-
heitskräfte vom Innenring an die Kugel zu übertragen [Spec02; Brän72]. Da
sich der Schmierfilm schneller ausbildet als der kinematische Vorgang andau-
ert, muss Schlupf nicht mit hohem Verschleiß einhergehen [Spec02].
Die Drehachse der Kugel verändert sich im Betrieb fortlaufend, sodass ein
rückstellendes Kreiselmoment auf die Kugel wirkt, um sie um die Tangente
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in Rollrichtung an den Teilkreis des Kugelsatzes zu drehen. Die Rollbewegung
wird durch Reibkräfte im Käfigführungs-Wälzkörper-Kontakt unterbunden.
Sollte es zum Durchrutschen der Kugel kommen, gleitet sie mit erhöhter Rei-
bung relativ an den Kontaktflächen ab und der Schmierfilm wird auf Scherung
belastet. Das Kreiselmoment MKreisel berechnet sich nach [Harr91] zu:

MKreisel = IB · ωI
B_set · ωwälz · sin ε. (3.10)

Die Wälzwinkelgeschwindigkeit ist die Gesamtwinkelgeschwindigkeit aus der
vektoriellen Addition der vorgestellten Winkelgeschwindigkeiten der Kugel.
IB ist das Trägheitsmoment der Kugel. ωI

B_set ist die mittlere Winkelge-
schwindigkeit aller Kugeln – die Kugelsatzumlaufgeschwindigkeit. Die Be-
stimmung der Kugeldrehachse und des Wälzwinkels ε zwischen Vektor der
Wälzwinkelgeschwindigkeit ωwälz und der Lagerdrehachse des Innenrings ge-
stalten sich als iteratives Vorgehen nach Tüllmann [Tüll99] und Jira [Ji-
ra64].
Das kinematische Verhalten des Kugelsatzes unter Last ist für das Verständ-
nis der Motorspindelberechnung ausschlaggebend, um die Belastung und Be-
anspruchung der Kugeln und damit die verbleibende Tragfähigkeit und ggf.
Lebensdauer des Lagers evaluieren zu können. Es wirkt ein äußeres statisches
und dynamisches sowohl axial als auch radial angreifendes Belastungskollek-
tiv aus Kräften und Momenten am Spindel-Lager-System, welches von den
auf die Kugeln wirkenden Kräften übertragen wird. In Abbildung 3.9 sind die
wirkenden Kräfte und Momente dargestellt.
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Abbildung 3.9: Auswirkung des Kreiselmoments auf die Kugelführung; in An-
lehnung an [Tüll99; Brän72] aus [Holl18, S.28]
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Aus der einschlägigen Literatur und den aufgeführten Beschreibungen lässt
sich resümieren, dass auf die Kugeln in Schrägkugellagern:

• Gewichtskräfte,
• Normalkräfte in Kontakt mit der Laufbahn durch externe Kräfte und

die Lagervorspannung,
• Zentrifugalkräfte,
• Kreiselmomente als gyroskopische Momente,
• Massenträgheitskräfte,
• Kollisionskräfte durch die Käfig-Kugel-Interaktion und
• tangential zu den Berühroberflächen ausgeprägte Reibkräfte wirken.

Unter der Axial-Radial-Kopplung bei Schrägkugellagern wird die wechselsei-
tige Beeinflussung der Kräfte im Lager durch die Druckwinkel verstanden
[Schi11; Spac08]. Bei symmetrischer Kugel- und Lastverteilung, etwa nach
Montage durch die gleichförmig wirkende axiale Vorspannung, sind alle Ku-
geln gleich belastet. Der Innenring verlagert sich infolgedessen stets in Wirk-
richtung der äußeren Kraft. Ist die Kugelverteilung durch die Käfiggestal-
tung asymmetrisch, verlagert sich der Innenring zusätzlich um den Winkel
Θ um die Lagerdrehachse. Der Lagerinnenring verdreht sich gegenüber dem
Lageraußenring. Bei zusätzlicher Radialkraft verteilt sich die Kraft auf die
in Kraftrichtung befindlichen Kugeln. Laut Niemann et al. muss als Aus-
legungskriterium für Spindel-Lager-Systeme mit Schrägkugellagern für eine
hohe nominelle Lagerlebensdauer immer gelten, dass mindestens die Hälf-
te der Kugeln einen Anteil an der radialen Kraftübertragung haben müssen
[Niem05]:

Fa ≥ 1, 22 · Fr · tanα. (3.11)

Darin ist Fa die Gesamtaxial- und Fr die Gesamtradialkraft. α steht für den
Druckwinkel.
Bei Belastung der Kugeln kommt es in der Kontaktstelle zur Abplattung von
Kugel und Lagerring. Nach der Hertz’schen Theorie bildet sich eine ellipti-
sche Fläche aus [Brän95]. Das Verhältnis aus Kraft und Druckellipse je Kugel
bestimmt die Flächenpressung. Sie ist ein Maß für die Beanspruchung im
Lager, da sie alle auftretenden Lagerverschiebungen in einer Kenngröße kom-
biniert: radiale und axiale Schwingungen, statische Verschiebung aufgrund
der Vorspannung und Gewichtskraft sowie Verkippung der Welle [Scha06].
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Die Größe der Druckellipse ist abhängig von der Belastung und den Kugel-
und Lagerringwerkstoffen. Ausführliche Erläuterungen zur Berechnung der
Hertz’schen Flächenpressung unter Berücksichtigung der Krümmung der
Kontaktpartner sind in Brändlein nachzulesen [Brän95]. Die maximale Flä-
chenpressung im Lager aus dem Werkstoff 100Cr6 darf den Wert für eine
Druckspannung von 2000 N/mm2 nicht überschreiten [Scha06]. Die zulässi-
ge statische Wälzkörperbelastung in der höchstbeanspruchten Berührstelle
beträgt 4200 N/mm2 für Kugellager und 4000 N/mm2 für Rollenlager. Diese
Werte entsprechen einer zulässigen plastischen Gesamtverformung von Wälz-
körper und Laufbahn von 0,01 % des Wälzkörperdurchmessers DB [Brän95].
Laut Brändlein führt dieser plastische Verformungsanteil gerade noch zu
keiner Verschlechterung der Laufruhe oder Beeinträchtigung der Ermüdungs-
lebensdauer.
Zusammenfassend ist die Kraftverteilung auf die Kugeln von der Kugelpositi-
on in der Laufbahn, deren relativem Abstand zueinander aufgrund der Käfig-
ausführung und der Lagerinnengeometrie abhängig [Brän95]. Der Bereich am
Lagerumfang, in dem die Kugeln die Belastung übertragen, definiert die Last-
zone [Klei98]. Jede Kugel trägt als Konsequenz einen vom Betriebszeitpunkt
variablen Anteil der Gesamtbelastung.

3.1.6 Wälzlagerschmierung

Beim Abwälzen sind die Verhältnisse in der Kontaktzone stark von den Schmier-
bedingungen abhängig [Ross13]. Die Schmierung hat die Aufgabe die Kon-
taktpartner zu trennen, die Reibung zu vermindern und die durch Reibung
entstehenden Wärmeverluste besser abzuleiten. Die Lebensdauer des Spindel-
lagers kann durch eine bedarfsgerechte Auswahl, Menge, Temperierung sowie
ggf. Zuführung, Nachschmierung und Absaugung gezielt verlängert werden.
Darüber hinaus dämpft die Schmierung Schwingungen, schützt das Lager vor
Korrosion und vermindert die Kontamination mit Schmutzpartikeln. Die gän-
gigsten Schmierungsarten für Spindellager sind die Fettschmierung und die
Öl-Luft-Schmierung. Auf Grundlagen der Schmierung, wie sie die Theorie
der elastohydrodynamischen Schmierung (EHD-Schmierung) und die hydro-
dynamische Schmiertheorie beschreiben, wird hier nicht eingegangen, son-
dern auf die Publikationen von Seiler et al. [Seil15] und Hamrock et al.
[Hamr04] verwiesen. Die Wahl der Schmierungsart hängt wesentlich von den
Betriebsbedingungen Lagertemperatur und Drehzahl ab. Schließlich fällt die
Auswahl auf einen Schmierstoff oder Schmieröl, welches bei den zu erwar-
tenden Temperaturen die geeignete Viskosität zum Aufbau eines trennenden
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Schmierfilms, die maximalen und minimalen Betriebstemperaturen als Lager-
temperaturgrenzwerte, die Reinheit, einen geringen Reibwert und Alterungs-
beständigkeit aufweist. Die Fettschmierung als Lebensdauerschmierung weist
Drehzahlkennwerte von 2,3·106 mm/min für Einzelspindellager auf [Frau23b].
Die lebensdauerfettgeschmierten Spindellager sind in der Regel ab Werk ge-
schmiert und können nach außen durch Kautschukdichtungen abgedichtet
sein. Eine Übersicht über berührungslose Dichtungen und Berührungsdich-
tungen für Lager bietet bspw. [SKF 14, S. 95 ff.] oder [Scha19, S. 642 ff.].
Die Schmierfette für Spindelanwendungen bestehen aus einer Grundbasis mi-
neralischer oder synthetischer Öle, welche in sogenannte Metallseifenfette,
wie z. B. Lithiumseifenfett, eingebettet sind. Die Betriebstemperaturen lie-
gen zwischen −30 ◦C und 110 ◦C. Als empfohlener, zulässiger Grenzwert wird
häufig 80 ◦C vorgegeben [Siel17, S. 134]. Sie sind nach DIN 51 818:1981 in
verschiedene Konsistenzklassen eingeteilt. Da sich die Betriebsbedingungen
in Spindellagern stetig ändern, sollte die Konsistenz möglichst gleichbleibend
sein. Hier hat sich die Konsistenzklasse 2 für normale Wälzlageranwendun-
gen bewährt. Fettgeschmierte Lager müssen bei Erstinbetriebnahme einem
Fettverteilungslauf unterzogen werden, um die richtige Schmiermenge in den
Kontakten gleichmäßig hervorzurufen und stabile Betriebstemperaturen zu
erreichen [SKF 14; Scha19]. Die Lebensdauerfettschmierung ist als Grenz-
vollschmierung oder Kleinstmengenschmierung ausgeführt, wartungsfrei und
kommt ohne Peripheriegeräte aus. Damit hängt zusammen, dass keine Versor-
gungsbohrungen zu den Lagerstellen im Motorspindelgehäuse konstruiert, ge-
fertigt und geprüft werden müssen. Das Fett lässt sich leicht im Lagerbereich
auch bei schräger oder vertikaler Spindeldrehachse halten. Für Anwendun-
gen, die einer hohen Anforderung an die Lebensdauer genügen müssen und
damit die Fettgebrauchsdauer übersteigen, wird eine Fettnachschmierung ein-
gesetzt [SKF 12, S. 242]. Herausforderung sind Überschmierung, Sauberkeit,
Blasenfreiheit der Zuführleitungen und -bohrungen sowie die Förderbarkeit
des Fetts. Genau dosierte, kleinste Mengen von Fett werden steuerungstech-
nisch in definierten Zeitabständen getaktet in das Lager aus einem Fettvorrat
mittels automatischer Schmierstoffgeber zugeführt. Das überschüssige, alte
Fett wird aus der Laufbahn gedrückt, weshalb die Lager in der Regel nicht
selbst, sondern die Lagerung insgesamt mit einer berührungslosen Dichtung
in Form eines engen Spalts, Labyrinths oder Stauscheibe abgedichtet sind.
Dies verhindert nicht nur das Eindringen von Schmutz, sondern auch das
unkontrollierte Austreten des überschüssigen Fetts.
Für Spindellagerungen wird Öl-Luft-Schmierung bevorzugt bei hohen Dreh-
zahlen und hohen Lagertemperaturen eingesetzt. Maximale Drehzahlkenn-
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werte für Einzelspindellager liegen heute bei bis zu 3, 5·106 mm/min [Frau23b].
Die Schmierfilmdicke als auch die Schmierstoffviskosität ist jedoch drehzahl-
und belastungsabhängig, sodass es insbesondere bei sehr hohen Drehzahlen zu
einer Unterschmierung oder bei niedrigen Drehzahlen zu einer Überschmie-
rung kommen kann. Der Schmierfilm baut sich nach der EHD-Theorie im
Wälzkontakt auf. Das feingefilterte Öl wird entsprechend einer Taktzeitvor-
gabe aus einem Tank in ein Mischventil gefördert und dort von der durch-
strömenden Luft in die Zuführleitungen mitgerissen, wo sich wellenförmige
Öl-Schlieren gleichmäßig ausbilden und entlang der Leitungswand bis zur
Lagerstelle transportiert werden. Die Zuführung in die Laufbahn kann ent-
weder für eine Lagerstelle für ein Lagerpaar seitlich durch die Distanzringe
mittels einer Schmierzuführung oder für jedes Lager separat radial durch den
Außenring erfolgen. Möglichkeiten der Einbringung sind in Abbildung 3.10
dargestellt.

 

Abbildung 3.10: Schmierzuführung bei Öl-Luft-Schmierung in Schrägkugella-
ger; in Anlehnung an [GMN 23c; Koch96] aus [Holl18, S.16]

Nachteilig sind eine schwierige Dosierung mittels Zuführleitungen und Schmier-
geräten, die Wartungsintervallen unterliegen. Es existiert zudem ein Energie-
bedarf für die Bereitstellung der Druckluft und Betrieb des Schmieraggre-
gats. Vor Inbetriebnahme und nach längerem Stillstand der Motorspindel sind
Vorschmierzyklen zu durchlaufen, um betriebsfähige Schmierstoffeinbringung
ins Wälzlager zu gewährleisten. Um eine Überschmierung zu verhindern sind
Leckagebohrungen und ggf. Absaugvorrichtungen, z. B. mittels Vakuumsaug-
düsen, die nach dem Venturi-Prinzip funktionieren, vorzusehen.
Die Schmierfilmhöhe ist im Allgemeinen von folgenden Einflussfaktoren ab-
hängig: Umfangsgeschwindigkeit der Lagerkomponenten, axiale und radiale
Belastung, Druckverteilung im Wälzkontakt, Schmierstoffviskosität, Tempe-
ratur und Oberflächenbeschaffenheit. Die Schmierungsarten für Motorspin-
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dellager sind als Minimalmengenschmierungen ausgeführt. Bei Überrollung
des in der Laufbahn befindlichen Schmierstoffs wird dieser zu den Seiten
herausgedrängt und fließt in Abhängigkeit der Viskosität mehr oder weniger
zügig wieder zurück, bis die nächste Überrollung durch den nachfolgenden
Wälzkörper stattfindet. Dies wird als transiente Schmierstoffverdrängung be-
zeichnet [Ross13]. Aufgrund dessen kann es zu einer Abnahme der Schmier-
filmhöhe bei hohen Drehzahlen kommen, welche Mangelversorgung oder Star-
vation genannt wird [Spac08; Harr91]. Vor der Kugel-Laufbahn-Kontaktzone
bildet sich zusätzlich ein sogenannter Schmiervorlauf aus. Dieser Vorlauf be-
ansprucht den Schmierstoff auf Schub, erzeugt Wärme und setzt damit die
Viskosität, die Schmierfilmdicke und das Rollreibungsmoment herab [SKF 12,
S.97].
Spindellager für Hochdrehzahlanwendungen in Motorspindeln sind gängig als
Hybridlager ausgeführt. Der Werkstoff der Lagerringe ist in der Regel der
durchhärtende Wälzlagerstahl (Chromstahl) 100Cr6 (1.3505) mit einer Härte
von 60 bis 64 HRC (entspricht 700 – 800 HV30) nach DIN EN ISO 683-17:2000
[GMN 23c]. Die Wälzkörper sind aus der Keramik Siliciumnitrid (Si3N4) ge-
fertigt [Bart04; GMN 23c]. Vorteile ergeben sich hinsichtlich der geringeren
Dichte gegenüber Kugeln aus Stahl aufgrund der niedrigeren Fliehkraft und
damit höheren Drehzahleignung um bis zu 30 % [GMN 23c]. Keramik be-
sitzt mit 315 GPa ein um den Faktor 1,5 größeres E-Modul als Wälzlager-
stahl. So bilden Keramikkugeln bei gleichen äußeren Belastungen im Ver-
gleich zu Wälzlagerstahlkugeln geringere Druckellipsen in der Wälzkörper-
Laufbahn-Kontaktzone aus, wodurch die flächenbezogene Pressung höher ist.
Die kleineren Druckellipsen haben im Gegenzug den Vorteil, dass das Bohr-
zu-Roll-Verhältnis geringer und die Steifigkeit höher ist [GMN 23c]. Dies
führt zu einer hohen Rundlaufgenauigkeit und Verlagerung von kritischen
Eigenfrequenzen zu höheren Frequenzen. Weitere Vorzüge der Keramik sind
die geringe Wärmeausdehnung und die Korrosionsbeständigkeit sowie gerin-
ge Affinität zu 100Cr6. Die Gebrauchsdauer von Hybridlagern ist um den
Faktor 2 größer als von Stahllagern [GMN 23c]. Für besonders hohe Dreh-
zahlen von Spindel-Lager-Systemen sind Spindellagerringe aus dem Werkstoff
Cronidur®30 (1.4108) verfügbar. Dabei handelt es sich um einen mit Stickstoff
legierten, martensitischen Edelstahl X30CrMoN15,1 mit einer Härte von 58
bis 60 HRC (650 – 700 HV30) [Hemp23]. Aufgrund seines feineren Gefüges im
Vergleich zu 100Cr6 ist die Wärmeentwicklung im Lager geringer und die zu-
lässige Flächenpressung höher [FAG18, S.142]. Die Kugeln sind voneinander
durch einen Käfig getrennt und werden durch ihn in der Laufbahn gleichmäßig
verteilt und geführt. Der Käfig selbst wird in der Regel vom Bord oder Schul-
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ter des Außenrings über einen minimalen Käfig-Außenbord-Abstand, dem so-
genannten Käfig-Führungsspiel geführt. Der Werkstoff für Standardkäfige ist
ein gepresstes Baumwollgewebe, welches in Phenolharz getränkt und ausge-
härtet wurde (Hartgewebe). Die zulässige Betriebstemperatur liegt zwischen
110 ◦C und 120 ◦C. Die Verbreitung von Käfigen aus dem Kunststoff Poly-
Ether-Ether-Keton (PEEK) hat in der jüngsten Vergangenheit zugenommen.
Die Belastbarkeit ist höher und die tribologischen Eigenschaften zwischen
Kugeln sowie Außenbordführung und Käfig sind verbessert. Dies resultiert
in verbesserten Notlaufeigenschaften, geringeren Betriebstemperaturen auf-
grund verminderter Reibung und schließlich in einer höheren Lebensdauer
[Melz22]. Die zulässige Betriebstemperatur beträgt rund 250 ◦C. In [Butz07]
zeigt Butz auf, dass PEEK-Käfige stark variierende Außendurchmesser besit-
zen, weshalb sie nach seinem Vorschlag für die Lagermontage sortiert werden
sollten. In [Melz22] untersuchen Melzer et al. den Einfluss unterschiedli-
cher Parameter, darunter auch den Käfigwerkstoff, auf das instabile, akus-
tisch wahrnehmbare Käfigbewegungsverhalten benannt als Käfigrasseln. In
den experimentellen Untersuchungen ist die Neigung zum Käfigrasseln bei
Verwendung von PEEK-Käfigen deutlich vermindert bis gar nicht mehr vor-
handen. Das Phänomen des Käfigrasselns ist Gegenstand der Untersuchun-
gen in [Holl18]. Weitere Ausführungen zu Werkstoffen und deren Bedeutung
für den praktischen Einsatz in Spindellagern bietet die Literatur [SKF 12;
Brän95; Scha19].

3.1.7 Lageranordnungen

Die Belastbarkeit bzw. Tragfähigkeit und die Steifigkeit wird durch eine paar-
weise Verwendung der Wälzlager gezielt beeinflusst. Mögliche Paaranordnun-
gen sind in Abbildung 3.11 dargestellt. Paarweise Anordnungen kommen zum
Einsatz, wenn äußere Belastungen die Tragfähigkeit eines Einzellagers über-
schreiten oder die Abstützung der Lagerstelle in oder um eine Achse zur
Lastaufnahme benötigt wird. Die O-Anordnung kann in beide Richtungen
Axialkräfte aufnehmen. Die Berührungslinien schneiden sich auf der Lager-
drehachse. Der Abstand der Schnittpunkte der Drucklinien mit der Drehachse
ist größer als der Abstand der Kugelmittelpunkte voneinander. Daher kann
die O-Anordnung Kippmomente bzw. Kraglasten aufnehmen und die Biege-
steifigkeit des Spindel-Lager-Systems ist erhöht [Butz07]. Die X-Anordnung
kann ebenfalls Axialkräfte in beide Richtungen aufnehmen. Der Abstand der
Schnittpunkte der Drucklinien mit der Drehachse ist geringer als der Abstand
der Kugelmittelpunkte, weshalb die X-Anordnung nicht für Kraglasten geeig-
net ist. Die aus der Momentenbelastung resultierenden Radialkräfte führen
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O - Anordnung X - Anordnung Tandem - Anordnung

Spindellagersystem A

 mit Schrägkugel-

und Zylinderrollenlager

Spindellagersystem B

mit Schrägkugellagern

Spindellagersystem C

mit Schrägkugellagern

 in Tandem-O-Anstellung

Spindellagersystem D

mit Schrägkugel-

und Zylinderrollenlagern

A - Alternative zu Kegelrollenlagern 

  für höhere Drehzahlen

- mittlere radiale Steifigkeit

- geringes Reibmoment 

B - O-Anordnung je Lagerstelle

- geringe radiale Steifigkeit

- geeignet für hohe Drehzahlen 

C - Tandem O-Anordnung über die Spindellänge

- geringe radiale Steifigkeit

- konstante Vorspannkraft

- geeignet für sehr hohe Drehzahlen (Motorspindeln)

D - Keramikwälzkörper Si3N4 

- geringe radiale Steifigkeit

- konstante Vorspannkraft

- geeignet für sehr hohe Drehzahlen (Motorspindeln)

- unaufwändige Loslagerkonstruktion im 

  Hinterlagerbereich

Abbildung 3.11: Charakteristische Lageranordnungen für beispielhafte Spin-
delsysteme; in Anlehnung an [Weck06, S.408f.] und [FAG18]
aus [Siel17, S.15]

bei O-Anordnung im Vergleich zur X-Anordnung zu kleineren Verformungen
in den Lagern [SKF 12, S. 207]. Die Anordnung von zwei Schrägkugellagern
mit gleicher Ausrichtung der Berührungswinkel wird als Tandem-Anordnung
bezeichnet. Axialkräfte werden nur aus der Richtung der Berührungswinkel-
schnittpunkte übertragen. Im Gegensatz zur O-, und X-Anordnung ist die
Abstützung der Welle bei alleiniger Verwendung nicht ausreichend, sodass
für die Tandem-Anordnung mindestens ein drittes Lager benötigt wird. Die
Lagerpaare werden bei der Fertigung zusammengepasst, um gezielt ein vor-
gegebenes Spiel oder eine Spielfreiheit in axialer Richtung zu gewährleisten
und ohne Passscheiben den unmittelbaren Einbau zu ermöglichen [SKF 12,
S. 137]. Zur Beeinflussung des Stützabstands oder zur seitlichen Schmier-
stoffversorgung können zusätzlich Distanzringe zum Einsatz kommen, die vor
Montage eingemessen und entsprechend der Maß- und Planlauftoleranz der
Lager geschliffen werden. Wichtig bei der Abstimmung ist die Gleichvertei-
lung der Last auf die Einzellager. Zusätzliche thermische Lasten infolge von
Wärmeverlusten aus dem Elektromotor oder dem Bearbeitungsprozess sind
in die Auslegung von Lagerungen bei Motorspindeln einzubeziehen.
Entscheidend für die Ausprägung eines korrekten Bewegungsverhaltens un-
ter erwarteten Betriebsbedingungen ist die Einstellung des sogenannten Be-
triebsspiels bzw. der Vorspannung. Hierbei spielt die vorhandene radiale und
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axiale Lagerluft eine wichtige Rolle. Die Lagerluft definiert das Maß, um
welches sich die Lagerringe radial und axial gegeneinander von einer Grenz-
stellung in die andere verschieben lassen [SKF 12, S. 137]. Die Lagerluft
im Betrieb nimmt aufgrund von Passungsübermaß, Fliehkrafteinwirkung und
Wärmedehnung im Vergleich zur Lagerluft des nicht eingebauten Lagers ab.
Im Normalfall ist die Lagerluft für die Betriebsverhältnisse des Lagers be-
messen. Das für den einwandfreien Betrieb wichtigere radiale Betriebsspiel
geht zu Null oder in eine leichte Vorspannung. Motorspindelsysteme werden
für hohe Rundlaufgenauigkeiten und hohe Systemsteifigkeiten konzipiert, um
Anforderungen an höchste Bearbeitungsqualitäten zu genügen. Daher sind
diese Spindellagerungen unter Vorspannung eingebaut. Infolgedessen stellt
sich ein negatives Betriebsspiel in axialer Richtung ein. Spindelsysteme mit
hohen Drehzahlen und relativ kleinen Belastungen benötigen ebenfalls eine
Vorspannung, um Gleitbewegungen und Schwingungen zu mindern [SKF 12,
S. 207]. Die Vorspannung erzeugt eine Mindestbelastung der Lager. Für Ku-
gellager liegt sie bei rund 1 % der dynamischen Tragzahl C nach DIN ISO
281 [SKF 12, S. 75].

Abbildung 3.12: Definition des Lagerspiels bzw. der Lagerluft; in Anlehnung
an [Weck02; Nach] aus [Holl18, S. 172]

Die Vorspannung erfolgt je nach konstruktiver Lagerart radial oder axial. Zy-
linderrollenlager als Beispiel werden radial vorgespannt. Einreihige Schräg-
kugellager, die paarweise in O, X oder Tandem angeordnet werden müssen,
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werden axial vorgespannt. Die Vorspannung ändert sich mit der thermischen
Last und den hervorgerufenenWärmedehnungen im Lagerbereich. Ist die Wel-
le wärmer als das Gehäuse, so nimmt die Vorspannung bei X-Anordnung stär-
ker zu als bei O-Anordnung. Die radiale Wärmedehnung der Welle und des
Lagerinnenrings vermindert das radiale Betriebsspiel. Bei X-Anordnung wird
dies durch die zusätzliche axiale Wärmedehnung der Welle verstärkt, bei O-
Anordnung hingegen vermindert. Für den Fall, dass ein bestimmter Lagerab-
stand und gleiche Wärmeausdehnungskoeffizienten für Welle und Lager sowie
Gehäuseumbauteile vorliegt, können die radialen und axialen Wärmedehnun-
gen ausgeglichen werden, wodurch die Lagervorspannung nahezu konstant
bleibt [SKF 12, S.207]. Dies wird als thermisch kompensierter Lagerabstand
bezeichnet.
Die richtig bemessene Vorspannung wirkt sich positiv auf das Betriebsverhal-
ten des Spindel-Lager-Systems aus:

• Erhöhte Steifigkeit
• Geräuscharmer Lauf
• Genauere Führung der Welle
• Ausgleich von Verschleiß- und Setzvorgängen
• Verlängerung der Gebrauchsdauer

Eine überhöhte Vorspannung verringert die Lebensdauer der Lagerung jedoch
erheblich [Jian10].
Die Steifigkeit der Lager bestimmt sich aus dem Verhältnis der Kraft und der
resultierenden elastischen Verformung. Ist das Lager bereits vorgespannt, so
liegt eine Abplattung der Komponenten im Wälzkörper-Laufbahn-Kontakt
vor. Jede weitere elastische Verformung erfordert eine höhere Kraft. Die Stei-
figkeitskennlinie von Einzellagern ist daher progressiv [Butz07]. Mit Zunahme
der Vorspannung steigt die Steifigkeit daher überproportional an [Tüll99]. Die
Lagersteifigkeit beeinflusst die zuverlässige und maßhaltige Fertigung durch
das statische und dynamische Betriebsverhalten der Motorspindel [Spac08].
Schwingungen können somit durch die Steifigkeitsänderung (Systemverstim-
mung, Verschiebung kritischer Frequenzen) infolge einer Vorspannungsände-
rung gezielt reduziert werden [Xiao16].
Ein geräuscharmer Lauf stellt sich bei gleichmäßiger Vorspannungs- und da-
mit Mindestlastverteilung ein [Li15, S. 199]. Auf diese Weise wird das Phäno-
men der parametererregten Schwingungen infolge einer Änderung der Lager-
steifigkeit und Dämpfung während der Umdrehungen reduziert. Ursächlich ist
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die Variation der Kugelanzahl in der Lastzone aufgrund der Winkelposition
am Umfang [Weck06]. Die Schwingungen werden „Ball Passage Vibrations“
(BPV) genannt und äußern sich in einer erhöhten Amplitude der Abrollfre-
quenz der Wälzkörper, auch als „Ball Passage Frequency“ (BPF) bekannt.
Brändlein nennt den Effekt Lagerfederung [Brän95].
Die Vorspannung beeinflusst nach Li et al. die genaue Führung der Welle
positiv, indem sie gleichmäßig auf den Umfang des Lagers wirkt [Li15]. Eine
ungleichmäßige Verteilung der Vorspannung hat zur Folge, dass aufgrund der
Axial-Radial-Kopplung die Welle statisch radial verschiebt und dynamisch
unrund umläuft, ähnlich einer Welle mit Schlag. Bspw. gleichen Xiaohu et
al. mittels einer Kompensationsmethode eine unrund laufende Spindelwel-
le aus [Xiao16]. Der genaue Rundlauf gewährleistet einen gleichbleibenden
Zahneingriff im Bearbeitungsprozess mit Motorspindeln, sodass keine Modu-
lation der Zahneingriffsfrequenz auftritt und dadurch kritische Eigenmoden
zu Schwingungen angeregt werden.
Im Betrieb finden Verschleiß- und Setzvorgänge in den Lagerbereichen statt.
Durch eine ausreichend hohe Vorspannung oder nachstellende Vorspannung
werden diese kompensiert. Die Gebrauchsdauer von Spindel-Lager-Systemen
mit korrekt bemessener Vorspannung ist verlängert (siehe Abbildung 3.13).
Außerdem sind durch die Schwingungsminderung die Betriebssicherheit und
Zuverlässigkeit höher [SKF 12, S. 208].

Vorspannung Lagerluft0

Lebensdauer

Abbildung 3.13: Verlängerung der Gebrauchsdauer durch die richtig bemes-
sene Vorspannung; aus [SKF 12, S. 217]
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3.1.8 Lagerungsanordnung und Lageranstellung,
Anstellungsverfahren

Für die korrekte Lagerung eines Spindelwellensystems sind allgemein zwei
Lagerstellen erforderlich. Die Auswahl der Lagerungsanordnung als Gesamt-
einheit erfolgt in Abhängigkeit der Einbaurandbedingungen, wie z. B. dem
Bauraum, der Belastung, der Laufgenauigkeit und dem Aufwand für Ferti-
gung und Montage. Unterschieden werden die grundlegenden Anordnungen
in Lagerungen mit Fest- und Loslager, Lagerung mit gegenseitig angestellten
Lagern und die schwimmende Lagerung. In Abbildung 3.14 sind die nachfol-
gend beschriebenen Varianten von Lagerungsanordnungen beschrieben.

Fest- und Loslagerung

Die gebräuchlichste Lagerungsanordnung ist die Fest- und Loslagerung (sie-
he Abbildung 3.14 a), b) und c)). Das Festlager auf der Arbeitsseite über-
nimmt die beidseitige axiale und radiale Führung der Spindelwelle, während
das Loslager die radiale Führung unterstützt. Das Festlager ist sowohl auf der
Spindelwelle als auch im Gehäuse seitlich fest positioniert. Das Loslager ist in
beide Richtungen axial verschieblich. Dies verhindert das axiale Verspannen
aufgrund von Wärmedehnungen oder das Freilaufen des Festlagers und Über-
last am Loslager im Zuge großer axialer Zugkräfte in Bearbeitungsprozessen.
Zylinderrollenlager der Bauform ohne Axialborde am Außenring können Axi-
alverschiebungen im Lager ausgleichen (siehe Abbildung 3.14 b)). Andernfalls
erfolgt der Ausgleich in Spindelwellensystemen über eine Führung mit Radi-
alspiel zwischen Außenring und Gehäusebohrung [Butz07]. Diese Führung
kann entsprechend Abbildung 3.14 a) als Gleitsitz ausgeführt sein, wobei der
Lageraußenring über eine Spielpassung in der Gehäusebohrung gleitet. Die
Spaltmaße und Oberflächen sind entsprechend der Maß-, Form und Lauftole-
ranzen der Lager auszuführen [SKF 14]. Nachteilig ist, dass sich Passungsrost
an den Berührflächen im eng tolerierten Radialspalt bilden kann. Um dem
entgegenzuwirken kann eine Gleitbuchse mit beschichteter äußerer Zylinder-
fläche eingesetzt werden (siehe Abbildung 3.14 b)). Die Lageraußenringe wer-
den axial fest in der Gleitbuchse verspannt. Die Gleitbuchse wird über eine
Spielpassung in der Gehäusebohrung geführt. Als Beschichtungen für Stahl-
buchsen kommen Diamond-Like Carbon-Beschichtungen (DLC) nach dem
Physical Vapour Deposition (PVD) -Verfahren sowie Polymer- oder Fluor-
polymerbeschichtungen nach dem Infusionsverfahren [Aalb23] zum Einsatz.
Die Gleitbuchse kann andernfalls aus Messing, Bronze, Polytetrafluorethylen
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a)

b)

c)

 

Abbildung 3.14: Lagerungsanordnungen für Spindelwellensysteme; in Anleh-
nung an [Weck06] und [Holl18, S. 184]
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(PTFE) oder anderen Werkstoffen mit verbesserten, verschleiß- und korrosi-
onsbeständigen Eigenschaften gefertigt sein.
Generell gilt, dass zylindrische Gleitbuchsen ähnlichen Einflussgrößen wie
Gleitlagern unterliegen, um eine einwandfreie Funktionsweise zu erzielen. Von
zentraler Bedeutung sind die Einflüsse auf die Reibung. Hierzu zählen die
Betriebstemperatur, die verwendeten Werkstoffe, die Belastung, die Gleitge-
schwindigkeit, die Oberflächenbeschaffenheit der Gegengleitflächen und die
Schmierbedingungen. Niedrige Werte für die Reibungszahl ergeben sich bei
hohen spezifischen Belastungen und niedrigen Gleitgeschwindigkeiten. [SKF
23] Die Oberflächenrauheit der Gegengleitflächen sollte kleiner als 0,4µm be-
tragen [SKF 14].
Weiterhin neigen Gleitbuchsen zum Verkanten oder Klemmen, wenn die Be-
triebstemperaturdifferenz zwischen erwärmter Welle und kaltem Gehäuse zu
hoch ist, sich die Schmierbedingungen verschlechtern oder Verunreinigungen
im Spalt vorliegen. Die Laufeigenschaften verbessern sich, wenn stattdessen
eine Lagerhülse mit einer Kugelführungsbuchse verwendet wird (siehe Abbil-
dung 3.14 c)). Dadurch steigen jedoch auch die Systemkosten an.

Schwimmende Lagerung

Die schwimmende Lagerung ist für Anwendungen geeignet, die keine genaue
axiale Führung der Welle benötigen. Charakteristisch für die schwimmende
Lagerung ist, dass die Lagerstellen mit Rillenkugel-, Pendelkugel-, Pendelrol-
len oder Zylinderrollenlagern gestaltet werden und sie gegenüberliegend axial
verschieblich über eine Spielpassung am Außenring geführt sind. Die seitliche
Abstützung erfolgt auf beiden Seiten zum Gehäuse. Auf diese Weise können
axiale Verschiebungen im Rahmen des Axialspiels ausgeglichen werden. [SKF
12]

Angestellte Lager – Anstellverfahren

Die sogenannte Lagerung mit gegeneinander angestellten Lagern kommt zum
Einsatz, wenn die Lagerauswahl eine axiale Führung nur in entgegengesetzte
Richtungen erlaubt. Aufgrund der starken Abhängigkeit ihrer Funktionswei-
se von der Betriebstemperatur und den äußeren Belastungen kommt sie vor-
zugsweise bei kurzen Wellen oder bei geringen Abständen zweier Lagerstellen
zum Einsatz. Die Anstellung erfolgt dabei über die Vorspannung oder das
Einstellen der Lagerluft. Eine axiale Vorspannung ist bei Verwendung von
entgegengesetzten, einreihigen Schrägkugellagern oder Schrägkugellagern in
Tandem-Anordnung an zwei benachbarten Lagerstellen in Motorspindeln gän-
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gig. Zylinderrollenlager hingegen werden über eine Presspassung am Innen-
und Außenring radial gefügt. Im Betrieb stellt sich das negative radiale Be-
triebsspiel als Vorspannung ein. Hierzu erfolgt das Fügen nicht selten über
Kegelsitze auf der Welle, wodurch das Einstellen der Vorspannung je Lager
passgenau erfolgen kann. Es wird zwischen dem individuellen und dem kol-
lektiven Anstellen unterschieden. [SKF 12, S. 162]

Individuelles Anstellen

Beim individuellen Anstellen werden einzelne Lager angestellt. Das Aufbrin-
gen der Vorspannkraft erfolgt durch Muttern, Passscheiben, Abstandshülsen,
u. a. die eingemessen, zum Teil geschliffen und nach Montage kontrolliert wer-
den. Das hat den Vorteil, dass hier Standardlager verwendet werden können.
Der genaue Sitz wird durch die Vorspannung in der Montage erreicht. Je nach
Ausführung der Lagerung erfolgt das Anstellen über den Vorspannweg, über
das Reibungsmoment oder mittels direkter Kraftmessung. [SKF 12, S. 162]

Anstellen über den Vorspannweg

Das Anstellen über den Vorspannweg erfolgt, wenn die Lagerung möglichst
weit vormontiert werden kann. Der Vorspannweg wird durch das Einpas-
sen von Zwischenringen zwischen Außen- und Innenringe zweier benachbar-
ter Lager erzielt (siehe Abbildung 3.14 b), d)). Ebenso können Passscheiben
zwischen Lagerschulter und Lagerring eingelegt werden. Insbesondere die für
Motorspindeln häufig verwendeten einreihigen Schrägkugellager erfahren ihre
Vorspannung über das axiale Verschieben eines Lagerrings um einen der Vor-
spannkraft entsprechend ausgelegten Werts. Dabei fließen in die Berechnung
der Breite der Abstandsringe folgende Einflussgrößen ein:

• Abstand der Wellen- und Gehäuseschultern,
• Gesamtbreite der Lager,
• der Vorspannweg entsprechend der nötigen, theoretischen Vorspannung,
• Korrekturwert des Vorspannwegs für die Wärmeausdehnungen der Kom-

ponenten im Betrieb,
• die Fertigungstoleranzkette der Komponenten,
• Korrekturwert des Vorspannwegs zur Berücksichtigung von Setzvorgän-

gen über der Betriebszeit.

Das Ergebnis einer über den Vorspannweg angestellten Gesamtlagerung einer
Spindelwelle wird als starr angestellte Lagerung bezeichnet. Axiale, relative
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Längenänderungen von Welle und Gehäuse aufgrund der Wärmeausdehnung
im Betrieb können nur sehr eingeschränkt innerhalb des Lagers ausgeglichen
werden. In der Folge sind Änderungen der Vorspannung im Betrieb auch
aufgrund der Betriebsdruckwinkeländerung zu erwarten. [SKF 12, S. 212]

Anstellen über das Reibungsmoment

Das Anstellverfahren über das Reibungsmoment des Lagers erfordert eine
ständige Kontrolle im Betrieb. Über das Anziehen von Wellenmuttern kann
die Position und damit die Belastung auf das Lager sukzessive angepasst
werden. Die Belastung steht in einem eindeutigen Zusammenhang zum Reib-
moment. Das Verfahren ist für Motorspindeln nicht gebräuchlich, da es zu
ungenau und aufwendig ist. Es kommt in der Serienfertigung aufgrund der
Automatisierbarkeit bei einfach gehaltenen Systemen zum Einsatz. [SKF 12,
S. 215]

Anstellen mit direkter Kraftmessung

Das Anstellen der Lagerung ruft die an sich messbare Vorspannkraft der La-
gerung hervor. Entsprechend existieren Verfahren entweder die Vorspannkraft
direkt aufzubringen oder direkt zu messen [SKF 12, S.215]. In der Forschung
existieren mechatronische und adaptronische Ansätze unter Ausnutzung be-
sonderer Werkstoffeigenschaften. Li et al. verwenden im Kraftfluss sitzende
Schrauben mit Kraftsensorik zur Erfassung der Vorspannkraft [Li15]. Die-
se kann auch zur Überwachung der Vorspannung im Betrieb genutzt werden.
Tsutsui et al. in [Tsut88], Metzele in [Metz04] und Chen et al. in [Chen05]
verwenden eine Piezoaktorik, um die Vorspannkraft aufzubringen. Hwang et
al. konzipieren ein aktives Vorspannsystem mit elektromagnetischem Aktor
[Hwan10; Hwan14]. Dem Prinzip nach kann ein axiales Magnetlager diese
Funktion übernehmen.

Kollektives Anstellen

Das kollektive Anstellen bezieht sich auf ein serientaugliches Verfahren, wo-
nach die Lager, ihre Gegenstücke und Abstandsringe oder -hülsen in Serie
gefertigt werden. Über die Breite des Fertigungstoleranzfelds kann gezielt die
Maßverteilung dahingehend beeinflusst werden, dass es möglichst viele zu-
einander passende Komponenten für die Montage gibt. Das bedeutet, dass
für eine möglichst geringe Streuung der Vorspannung die Fertigungstoleran-
zen besonders eng sein müssen. Der Vorteil ist, dass nur stichprobenartige
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Kontrollen und keine besonderen Hilfsmittel erforderlich sind. [SKF 12, S.
215]

Vorspannen durch Federn

Beim Vorspannen durch Federn übt in der Regel ein Federelement oder ein
Federpaket eine definierte Kraft auf den Außenring eines Lagers aus, der axi-
al verschiebbar in der Gehäusebohrung geführt ist (siehe Abbildung 3.14b),
c)). Der Vorteil besteht in der nahezu konstanten Vorspannkraft bei axialen
Verschiebungen des Lagers, z. B. aufgrund thermischer Längenänderungen
der Spindelwelle. [SKF 12, S. 216] In Motorspindeln mit hohen Wärmever-
lusten aufgrund des elektrischen Rotors zwischen den Lagerstellen kommt
es zu verhältnismäßig großem Wellenwachstum im Betriebszustand. Durch
die elastische Anstellung am von der Arbeitsseite abgewandten Lager ist
das Wellenwachstum am hinteren Spindelwellenende größer als auf der Ar-
beitsseite, wodurch auch bei Erwärmung relativ geringe Verschiebungen im
Hundertstel- bis Zehntel-Millimeterbereich in den Arbeitsraum hinein zu er-
warten sind. Neben der Vorspannung durch klassische Federelemente haben
sich in der Forschung neue Ansätze herausgebildet, die auf eine adaptive, d.h.
an die Drehzahl und Temperatur angepasste, Vorspannung abzielen. Denke-
na et al. entwickeln eine Vorspannhülse mit Federelementen aus einer Nickel-
Titan-Formgedächtnislegierung (Nitinol), welche über das Bestromen eines
Peltierelements aktiviert wird. Die Formänderung bewirkt einen Vorspann-
kraftanstieg um bis zu 850 N. Damit ist ein hybrides Motorspindelkonzept
zwischen hoher Steifigkeit für das High Performance Cutting (HPC) und ge-
ringer Vorspannung für das High Speed Cutting (HSC) prinzipiell möglich
[Denk20b]. Die Universal-Kugellager-Fabrik GmbH gestaltet eine va-
riable Vorspannungsmethode unter Ausnutzung der hydraulischen Federwir-
kung aufgrund der Kompressibilität des Hydrauliköls. Der Motorspindelher-
steller GMN entwickelte eine hydroviskose Lageranstellung mit hoher Dämp-
fungswirkung zur Schwingungsreduktion um bis zu 65 %. Ein kontinuierlicher
Öl-Fluss wird durch Zwischenräume geleitet und erhöht die Vorspannkraft,
sodass die axiale dynamische Steifigkeit um bis zu 135 % ansteigt [GMN 16].
Eine Variante zur axialen, variablen Kraftaufbringung bietet das Konzept
von Hwang et al. in [Hwan09] unter Ausnutzung der Zentrifugalkraft. Zur
Beschreibung des Vorgehens zum Ermitteln der Vorspannkraft sei auf die
Literatur [SKF 12, S. 208 ff.], [Brän95] und [Butz07] verwiesen.
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3.2 Antriebssysteme für Motorspindeln

Motorspindeln zeichnen sich im Gegensatz zu Riemenspindeln durch den in-
tegrierten elektrischen Antrieb aus. Das System aus Spindelwelle und elektri-
schem Antrieb muss die Anforderung an ein gutes Anlaufverhalten erfüllen.
Für hohe Beschleunigungen ist ein geringes Massenträgheitsmoment und da-
mit ein kompakt gebautes mechanisches System entscheidend. Die geforderte
Drehzahlstabilität wird durch den geschwindigkeitsgeregelten Betrieb mit in-
tegriertem Drehimpulssensor oder Drehgeber erreicht. In diesem Abschnitt
sind die für Motorspindeln gebräuchlichen Motortopologien hinsichtlich ihrer
Charakteristiken beschrieben. Weiter wird auf die elektrische Leistungsver-
sorgung und die Betrachtung als drehzahlvariables Gesamtsystem aus An-
triebseinheit und Speisevorrichtung eingegangen. Die Gliederung und Inhalt
der Beschreibungen sind an die Ausführungen von Sielaff in [Siel17] an-
gelehnt und insbesondere um den Stand der Technik zu schnelldrehenden
Synchronreluktanzmotoren erweitert dargelegt.

3.2.1 Anforderungen an elektrische Antriebe für
Motorspindeln

Aufgrund des geringen zur Verfügung stehenden Bauraums müssen Antrie-
be für Motorspindeln eine hohe Leistungs- und Drehmomentdichte aufweisen
[Weck06]. Die zur Zerspanung erforderliche Leistung muss über einen mög-
lichst großen Drehzahlbereich vorliegen. Entsprechend groß soll der Konstant-
leistungsbereich sein. Insgesamt soll der Antrieb über einen hohen Wirkungs-
grad verfügen, um den Energiebedarf zu senken und möglichst geringe Wär-
meverluste in die Spindelwelle einzubringen. Insbesondere im Teillastbetrieb
sollte der Wirkungsgrad noch ausreichend groß sein, da in diesem Drehzahl-
Drehmoment-Bereich die relative Häufigkeit der Betriebspunkte am höchsten
ist [Siel17, S. 17 ff.]. Der Volllastbetrieb ist definiert als die Arbeitspunk-
te mit dauerhaft maximaler Leistung bzw. Drehmoment. Der Teillastbetrieb
von elektrischen Antrieben liegt bei Arbeitspunkten reduzierter Leistung, d.h.
vermindertem Drehmoment oder Drehzahl vor [Pasc23]. Motorspindeln soll-
ten über eine Überlastfähigkeit verfügen, um Lastspitzen durch den Bear-
beitungsprozess aufnehmen oder Schädigungen durch Überlast verhindern zu
können. Schließlich fordert der Anwender eine einfache Parametrierung und
geringe Systemkosten des elektrischen Antriebssystems bestehend aus Leis-
tungsversorgung und elektrischem Antrieb [Siel17, S. 17].
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Des Weiteren sollte sich das System mittels gängiger Methoden fügen und
bestenfalls wieder demontieren lassen, um nach einem Schadensfall die Kom-
ponenten, wie z. B. die Spindelwelle nacharbeiten und wiederverwenden zu
können. Methoden zum Herstellen der Welle-Nabe-Verbindung zwischen Ro-
tor und Spindelwelle sind bspw. Längspressverband durch axiales Aufschie-
ben, Querpressverband durch thermisches Aufschrumpfen, Ölpressverband
durch kegelförmigen Wellensitz mittels hydraulischer Druckbeaufschlagung
der Nabe mit Öl und Übergangspassung mit Wellennuten zur Drehmoment-
übertragung mit axialer Verschiebesicherung. Hiermit wird zunehmend wich-
tig werdender Anforderungen an die Kreislauffähigkeit bzgl. Wiederverwend-
barkeit, Reparierbarkeit und Recyclingfähigkeit Rechnung getragen, wie von
der Europäischen Kommission im Europäischen Grünen Deal und im Akti-
onsplan für die Kreislaufwirtschaft aus dem Jahr 2020 angestrebt [Euro19;
Euro20].

3.2.2 Auswahl elektrischer Antriebe für Motorspindeln

Hinsichtlich der Auswahl des geeigneten Antriebs für die jeweilige Motor-
spindelanwendung sind die genannten Anforderungen unterschiedlich stark
ausgeprägt und entsprechend im Austausch mit dem Kunden hinsichtlich der
Anwendung zu bewerten. Die Auswahl erfolgt in zum Teil wechselseitiger Ab-
hängigkeit anhand des spanenden Bearbeitungsverfahrens, des Bauraums und
der Lageranordnung. Zusätzlich sind Randbedingungen bei der Auswahl bzw.
Auslegung des Antriebs für die spezifizierte Anwendung zu berücksichtigen,
wie sie für elektrische Antriebe in der Norm DIN EN 60034-1 beschrieben
sind:

• Betriebsart (z. B. Dauerbetrieb S1, Kurzzeitbetrieb S2 oder ununter-
brochener periodischer Betrieb S6)

• Festlegung der Bemessung,
• Betriebsbedingungen am Aufstellungsort,
• elektrische Betriebsbedingungen (z. B., EMV, EMK, Strom- und Span-

nungsversorgung),
• thermisches Verhalten und Prüfungen,
• Sicherheit (z. B. Isolation, Erdung).

Auf die Bestimmung der Kenngrößen Drehmoment und Leistung wird hier
näher eingegangen. Anhand des spezifischen Drehschubs τAC kann eine Ab-
schätzung der geometrischen Verhältnisse oder des erzielbaren Drehmoments
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Mel bei gegebenem Bohrungsvolumen und gegebener Betriebsbedingungen in
der Vorauslegung vorgenommen werden [Bind12, S. 208]:

τAC = Â1 · B̂δ1 · cos(ϕi/2) = 2Mel/(d2
S,i · π · lFe). (3.12)

Dem liegt zugrunde, dass das elektrische Drehmoment aus dem Produkt der
rotierenden Läuferfeldgrundwelle und dem Statorstrombelag gleich dem Inte-
gral der am Umfang wirkenden tangentialen Schubspannungen (Drehschub)
über dem Umfang der Statorbohrung ist [Bind12, S. 208], [Poni98]. Das re-
sultierende elektrische Drehmoment lässt sich in eine tangentiale Kraft mit
dem halben Bohrungsdurchmesser des Stators umrechnen. Der Betrag des
Integrals der Tangentialkräfte am Umfang ist proportional zum Produkt der
Amplituden aus Strombelags- Â1 und Feldgrundwelle B̂δ1 sowie deren relati-
ver Phasenverschiebung cos(ϕi). Der Grundwellen-Strombelag berechnet sich
nach [Bind12, S. 206] zu:

Â1 =
√

2 · kw1 ·A =
√

2 · kw1 ·
2 ·m ·NS · I

2Zp · τp
. (3.13)

Darin ist A der effektive Strombelag in A/m, welcher die gleichmäßige Durch-
flutung allermWicklungsstränge entlang des Ständerumfangs angibt. Er wird
mit dem effektiven Strombetrag I berechnet. Dieser ist ein Maß für die Strom-
wärmeverluste der Wicklung und damit für die erforderliche Kühlleistung. Die
Höhe der Flussdichte bestimmt die Ausnutzung des magnetischen Kreises. N
ist die Windungszahl je Strang im Ständer. Die Polteilung τp berechnet sich
für eine Maschine mit der Polpaarzahl Zp zu [Bind12, S. 59]:

τp = dS,iπ

2Zp
. (3.14)

Die magnetische Ausnutzung kann ferner mit der Esson’schen Ausnutzungs-
ziffer C beschrieben werden, welche häufig zur vergleichenden Bewertung elek-
trischer Maschinen in kVA ·min/m3 angeben wird [Bind12, S. 210]:

C = Sδ
d2

S,i · lFe · nsyn
= π2 · τAC/ cos(ϕi). (3.15)
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Sδ = Pδ/ cos(ϕi) ist die innere Scheinleistung des elektrischen Antriebs im
Luftspalt, nsyn die Synchrondrehzahl des Luftspaltdrehfelds und dS,i der Durch-
messer der Ständerbohrung und lFe die Länge des elektrischen Aktivteils. Ma-
ximalwerte können mit einer Null-Phasenverschiebung, d. h. einem Leistungs-
faktor von ϕi = 1 abgeschätzt werden. An der Zahl lässt sich die erforderliche
Kühlleistung und Kühlungsart – z. B. die für Motorspindeln gängige Kühlung
mittels Wasser-Glykol-Gemisch über die äußere Mantelfläche des Ständers –
bemessen [Bind12, S. 208].
Die Betrachtung der qualitativen Ausnutzung kann anhand einer charakteris-
tischen Länge L vereinfacht werden: dS,i ∼ L, lFe ∼ L. Die Maschinenausnut-
zung steigt durch eine Erhöhung des Strombelags oder der Luftspaltflussdich-
te. Die Sättigung des Eisens - je nach Blechwerkstoff - begrenzt die maximale
Luftspaltflussdichte auf ca. 1,1 T [Bind12]. Annehmbare Werte für Motorspin-
deln liegen zwischen 0,8 T und 1,0 T [Siel17, S. 79]. Die Esson-Ziffer C nimmt
in Abhängigkeit der Polzahl Werte für Asynchron- und Synchronmaschinen
bis 100 kW im Bereich von etwa 1, 5 kVA ·min/m3 bis 5 kVA ·min/m3 bei
indirekter Leiterkühlung an [Gott00]. Das Bemessungs-Drehmoment ist pro-
portional zur Ausnutzungsziffer und zum Bohrungsvolumen:MN ≈ C ·d2

S,i·lFe.
Aus diesem Grund wird ein höheres Drehmoment konstruktiv besser über
eine Erhöhung des Ständerbohrungsdurchmessers als über eine axiale Verlän-
gerung erzielt. Grenzen sind jedoch durch die mit dem Durchmesser steigende
Umfangsgeschwindigkeit und die Fliehkraftbelastung am Läufer und die mi-
nimale Maschinenlänge gesetzt. Außerdem steigen bei großen Durchmessern
und kurzen Ausführungen die relative Länge der Wickelköpfe an, wodurch der
erzielbare Wirkungsgrad abnimmt. Die Bemessungsleistung eines elektrischen
Antriebs wird hingegen über die Drehzahl bestimmt. Für Hochdrehzahlan-
wendungen kommen zur Reduzierung der Umfangsgeschwindigkeiten kleine
Baugrößen mit verlängertem Aktivteil zum Einsatz. Allerdings begrenzen die
biegekritischen Drehzahlen als mögliche Resonanzfrequenzen die maximale
Verlängerung der Spindelwelle. [Bind12, S. 214]
Nachfolgend werden die Motortopologien beschrieben. Der Aufbau des Stän-
ders bzw. des Stators ist in der Regel ähnlich. Der Stator besteht aus ei-
nem Blechpaket mit Nuten, in denen eine verteilte dreisträngige sogenannte
Träufelwicklung eingelegt ist [Siel17, S. 17], [Müll08, S. 7]. Die Wicklungs-
konfiguration ist abhängig von der Motorart, den Bemessungsdaten und den
zulässigen Spannungs- und Stromwerten des Umrichtersystems [Siel17, S. 18].
Die Motortopologie unterscheidet sich in der Läufer- bzw. Rotorausführung
[Siem09].
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3.2.3 Asynchronmotor

Der Aufbau des Rotors der Asynchronmaschine (ASM) besteht zur Anwen-
dung in Motorspindeln aus einem Blechpaket und dem darin integrierten
Kurzschlusskäfig. Dieser Aufbau ist robust und vergleichsweise einfach zu
fertigen. Ist der Käfig aus Kupfer ausgeführt, so sind Kupferstäbe in um-
fangsnahen Nuten im Blechpaket gesteckt und seitlich durch jeweils einen
Kurzschlussring miteinander elektrisch leitend verbunden. Aluminiumdruck-
gusskäfige werden bei geringen geforderten Leistungsdichten und kostengüns-
tigen, serientauglichen Applikationen eingesetzt [Siel17, S. 18]. Aluminium
besitzt einen höheren Widerstand als Kupfer, weshalb bei gleicher Länge und
Widerstand des Käfigs die Läufernuten einen etwa 1,5-fach größeren Quer-
schnitt aufweisen. Dies wirkt sich auch auf den Durchmesser der Spindelwelle
aus, der folglich kleiner als bei Kupferkäfigen ausfällt [Thal08]. Die schemati-
sche Darstellung in Abbildung 3.15 veranschaulicht die Auswirkung auf den
Durchmesser der Spindelwelle.

0

Spannung U

max Drehmoment

Dauerleistung

1 2 3 4
n/nN

1

2

P
/P

N

MMax

UMax

Maximalleistung

0

Wellendurchmesser

Aluminium-

Druckguss

Kupfer

gesteckt

Abbildung 3.15: Schematischer Vergleich des Querschnitts einer ASM und
typisches Betriebsverhalten; in Anlehnung an [Thal08] aus
[Siel17, S. 18]

Die einschlägige Literatur, wie z. B. [Bind12] beschreibt die Funktionsweise,
Modellbildung und Berechnung der Asynchronmaschine ausführlich. In die-
sem Abschnitt wird analog zu [Siel17] in Anlehnung an Potoradi et al. in
[Poto04] und Thaler in [Thal08] die charakteristischen Eigenschaften hin-
sichtlich des Einsatzes von ASM in Motorspindeln und zur besseren Ver-
gleichbarkeit zu den permanentmagneterregten Synchronmaschinen (PMSM)
beschrieben.
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Asynchronmaschinen arbeiten nach dem Prinzip der Lorentz-Kraft. Durch
Anlegen einer dreiphasigen, symmetrischenWechselspannung an die dreisträn-
gige Ständerwicklung wird ein umlaufendes Ständer-Drehfeld erzeugt. Die-
ses besitzt einen feldbildenden und einen drehmomentbildenden Anteil. Der
feldbildende Anteil führt zur Ausprägung des Ständer-Magnetfelds im Luft-
spalt. Der drehmomentbildende Anteil induziert einen Strom in den senkrecht
zum Luftspaltdrehfeld orientierten, kurzgeschlossenen Käfigleitern im Läufer.
Auf die stromdurchflossenen Leiter wirkt eine zum Rotorumfang tangentia-
le Kraft, welche über den Umfang integriert das innere elektromagnetische
Drehmoment bereitstellt und den Läufer in Rotationsrichtung des Ständer-
drehfelds beschleunigt [Bind12, S. 271 ff.]. Nach dem induktiven Funktions-
prinzip eilt die Ständerspannung mit der Frequenz fS dem induzierten Läu-
fermagnetfeld der Frequenz fR voraus. Daher rührt auch der Name Indukti-
onsmaschine [Rich54]. Die resultierende Relativgeschwindigkeit von Läufer-
zu Ständer-Magnetfeldfrequenz wird durch den Schlupf s beschrieben und
berechnet sich zu [Bind12, S. 217]:

s = nsyn − n
nsyn

⇒ fR = s · fS. (3.16)

Die stromdurchflossenen Käfigleiter erzeugen im Läufer ein Magnetfeld, das
durch Überlagerung mit dem feldbildenden Ständer-Magnetfeld die Grund-
welle des Luftspaltmagnetfelds ausbildet. Diese läuft synchron mit der Stän-
derfrequenz um. Der Schlupf besitzt im Stillstand den Wert 1. Bei unbe-
lasteter Maschine und gleichzeitiger Vernachlässigung von Luftreibungs- und
Lagerreibungsverlusten ist der Schlupf gleich Null. [Bind12, S. 217] Die in-
duzierten Kurzschlussströme im Läufer führen zu ohmschen Verlusten, die
die Spindelwelle erwärmen und zu dessen Wärmeausdehnung führen. Im Ver-
gleich zu anderen Motortopologien bei ansonsten gleichen Randbedingungen
ist die Erwärmung der Asynchronläufer am stärksten ausgeprägt.1 Dies gilt es
konstruktiv in Motorspindeln, bspw. durch Abstimmung des Lagerabstands
zum Rotor, zu berücksichtigen. Außerdem steigen durch den Temperaturan-
stieg und den temperaturabhängigen Widerstand der Käfigleiter die ohm-
schen Verluste und Erwärmung der Spindelwelle an [Siel17, S. 19].
Zur Erzielung maximaler Drehzahlen an der Spannungsgrenze des Umrichter-
systems, kann mittels feldorientierter Vektorregelung der magnetische Fluss
im Luftspalt über Reduzierung des flussbildenden Ständerstroms abgesenkt

1vgl. hierzu die Ergebnisse der messtechnischen Untersuchungen von [Siel17]
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werden. Dies wird als Feldschwächung bezeichnet und ist in Abbildung 3.15
für einen charakteristischen Leistungs-Drehzahl-Verlauf skizziert [Siel17, S.
19].2 Der Feldschwächebereich ist bei Asynchronmaschinen mit einem Faktor
von bis zu 4- bis 5-facher Nenndrehzahl höher als bei Synchronmaschinen
mit einem Faktor von ca. 2 [Lenz12]. Aufgrund der mit der Drehzahl stei-
genden induzierten Spannung verbleibt ein geringerer drehmomentbildender
Stromanteil. Mit steigender Drehzahl oberhalb der Bemessungsdrehzahl sinkt
das Drehmoment im Konstantleistungsbereich proportional zu 1/n und dar-
über hinaus mit rund 1/n2 Damit sinkt auch die Dynamik des Antriebs.

3.2.4 Permanentmagneterregte Synchronmotoren

Der Läufer der permanentmagneterregten Synchronmaschine (PMSM) trägt
Permanentmagnete, die das magnetische Luftspaltfeld des Läufers erzeugen.
Es ist mit der Orientierung und Polung der Magnete statisch. Die Ständer-
wicklung der Synchronmaschine besitzt daher im Gegensatz zur Asynchron-
maschine in der Regel weniger Windungen, weil das Ständer-Drehfeld nicht
zusätzlich das Magnetfeld des Läufers induzieren muss und infolgedessen der
nötige Strombelag geringer ausfällt. Der drehmomentbildende Stromanteil
fällt größer aus, sodass hohe Leistungsdichten und eine höhere Drehmoment-
ausnutzung im Vergleich von 40 % bis 60 % erzielbar sind. Aufgrund der Per-
manentmagnete treten im Läufer keine ohmschen Verluste auf. Die Erwär-
mung im Rotor ist wesentlich geringer. Die Wirkungsgrade von Synchron-
maschinen sind im gesamten Drehzahl-Drehmoment-Kennfeld höher als bei
Asynchronmaschinen gleicher Leistungsklasse. Sie weisen zudem einen höhe-
ren Leistungsfaktor (cosϕi ≈ 1) auf, wodurch der Blindleistungsanteil sehr
gering ist und das Umrichtersystem hinsichtlich der Wirkleistung wirtschaft-
lich günstiger ausgenutzt wird. [Siel17, S. 19] Der Leistungsfaktor beschreibt
das Verhältnis zwischen Wirkleistung und Scheinleistung. Er fungiert als Maß
für die Ausnutzung der durch die Scheinleistung bemessenen Umrichterleis-
tungsklasse und ist ein Kostenindiz:

cos(ϕ) = P

S
= P

U · I
. (3.17)

Permanentmagneterregte Synchronmaschinen können kritische Zustände im
Betrieb erreichen. Im Fehlerfall bei Ausbleiben der Speisespannung und noch
drehendem Läufer wird eine Spannung in der Ständerwicklung induziert. Die-
se Spannung kann in Abhängigkeit der Drehzahl so hoch sein, dass sie die

2vgl. Potoradi et al. [Poto04], Colotti [Colo06] und Thaler [Thal08]
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zulässigen Werte des angeschlossenen Umrichters überschreitet und diesen
beschädigen würde. Als Maßnahme wird zwischen Umrichter und Motor ein
Überspannungsschutz-Modul dazwischen geschaltet. Dieses schließt im Feh-
lerfall die drei Phasen kurz, sodass sich die gegenelektromotorische Kraft
(Gegen-EMK – engl.: Back EMF) als elektrischer Widerstand äußert, in wel-
chem die Energie als Stromwärmeverluste dissipiert und der rotierende Läu-
fer bis zum Stillstand abgebremst wird. Selbst die Rotation im gespeisten
Betrieb verursacht eine zur Quellenspannung entgegengesetzte Spannung in
der Ständerwicklung - benannt als Polradspannung. Bei Auslegung auf die
Bemessungsdrehzahl wird auch aus diesem Grund auf eine geringe Strang-
windungszahl der dreisträngigen Ständerwicklung Wert gelegt. [Siel17, S. 19]
In der Industrie sowie in der Elektromobilität gebräuchliche Läufertopolo-
gien sind die Synchronmaschine mit Oberflächenmagneten (SPMSM – sur-
face mounted permanent magnet synchronous machine) und die Bauform mit
im Blechpaket vergrabenen Magneten (IPMSM – interior permanent magnet
synchronous machine). Das elektrische Drehmoment wird, wie bei Asynchron-
maschinen, durch das Wirkprinzip der Lorentz-Kraft im Luftspalt erzeugt.
Allerdings wirkt die Lorentz-Kraft auf die mit Wechselstrom durchflossenen
Spulenwicklung im Stator. Dieser rotiert aufgrund der konstruktiven Fixie-
rung nicht und übt so eine Gegenkraft auf den drehbar gelagerten Rotor aus,
wodurch dieser beschleunigt [Bind12, S. 210]. Bei der IPMSM wirkt ein zu-
sätzlicher Anteil als Reluktanzmoment. In Abbildung 3.16 sind die verschie-
denen Motortopologien von Synchronmaschinen zur Übersicht dargestellt.
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Abbildung 3.16: Schematische Darstellung unterschiedlicher Rotortopologien
für Synchronmaschinen; aus [Webe14, S. 8] mit Abbildungen
aus [Bian12, S. 408]
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Als Permanentmagnete kommen prinzipiell alle hartmagnetischen Werkstoffe
als Legierungen aus Eisen, Cobalt, Nickel oder Ferriten in Frage. Die Le-
gierungen bestehen zusätzlich aus Anteilen von Seltenerdmetallen, wie z.B.
Neodym, Samarium, Praseodym, Dysprosium, Terbium oder Gadolinium,
weshalb sie auch als Seltenerdmagnete bezeichnet werden [Camp94]. Cha-
rakteristisch sind ihre magnetischen Eigenschaften hinsichtlich einer hohen
Remanenzflussdichte und einer hohen Koerzitivfeldstärke. Problematisch für
die praktische Anwendung hingegen sind deren Sprödigkeit durch das Sintern
und die Gefahr des Entmagnetisierens durch starkes Erwärmen bis oberhalb
der Curie-Temperatur [Fasc94]. Mit steigender Temperatur nehmen die Koer-
zitivfeldstärke und damit die magnetische Flussdichte der Legierungen ab,
sodass zum Erreichen eines geforderten Drehmoments ein höherer drehmo-
mentbildender Strom nötig ist [Siel17, S. 20]. In Synchronmaschinen kommt
bevorzugt Neodym-Eisen-Bor als anisotroper, gesinterter Permanentmagnet
mit einer Remanenzflussdichte von 1,0 T bis 1,4 T und für weniger anspruchs-
volle Anwendungen Strontiumferrit mit 0,35 T bis 0,4 T zum Einsatz.
Die Oberflächenmagnete der SPMSM sind entweder direkt auf die Läuferwel-
le geklebt oder als vormontierter Einbaumotor erhältlich. Die Fixierung wird
zur Hochdrehzahlanwendung durch die Bandagierung mit einer Hülse aus
kohlefaserverstärktem Kunststoff oder einer paramagnetischen Edelstahlhül-
se verstärkt. Da Magnetwerkstoffe und die Bandagen eine ähnlich hohe Per-
meabilität wie Luft mit µr,Luft ≈ 1 aufweisen, ist deren Reihenanordnung an
der Läuferoberfläche als Vergrößerung des effektiv wirkenden Luftspalts im
Eisenkreis der Ständerwicklung zu berücksichtigen. Zur Erreichung einer ho-
hen Flussdichte im Luftspalt ist eine entsprechend große Durchflutung nötig
[Bind12, S. 17], was sich nachteilig auf die Auslegung des Eisenkreises und
die nötige Strangwindungszahl auswirkt. Aufgrund der typischerweise klei-
nen Anzahl an Wicklungen je Strang ist die Induktivität gering, was sich in
einer Stromwelligkeit mit Anteilen höherer Harmonischer der Stromspeisefre-
quenz äußert. Die Stromspitzen vermindern den verbleibenden Bereich des
stellbaren Stroms und somit die Möglichkeit zur Feldschwächung. Die höhe-
ren Harmonischen prägen zudem Wirbelstromverluste in die Permanentma-
gnete ein, welche den Rotor stark erwärmen und entmagnetisieren können.
Dem wird mit dem Vorschalten einer Motordrossel mit entsprechend bemes-
sener Induktivität entgegengewirkt, was jedoch zu steigenden Systemkosten
und Stromwärmeverlusten in der Drossel führt. Um den magnetischen Fluss
durch die Permanentmagnete zu verbessern und Verluste zu minimieren, wird
auch ein weichmagnetisches, geblechtes Rotorjoch unterhalb der Magnete ein-
gesetzt. [Siel17, S. 20] Aufgrund der Temperaturabhängigkeit der Amplitude
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des Magnetfelds im Luftspalt lässt sich zusammenfassen, dass im Grund-
drehzahlbereich bis zum Erreichen der Nenndrehzahl der Strombedarf mit
der Temperatur steigt. Oberhalb, im Feldschwächebereich, sinkt der Strom-
bedarf mit der Drehzahl und steigender Temperatur.
Die SPMSM weist aufgrund ihrer Topologie mit wenig weichmagnetischem
Material und relativ geringer Durchflutung im Magnetkreis nur schwache Sät-
tigung auf. Demzufolge sind die Induktivitäten näherungsweise konstant und
lineare Regelungsverfahren kommen zum Einsatz [Siel17, S. 20].
Die Rotorbauform mit innenliegenden Permanentmagneten (IPMSM) ist cha-
rakterisiert durch ein Blechpaket mit Aussparungen im Querschnitt, in die
Permanentmagnete eingeklebt und zum Teil auch vergossen sind. Dies reicht
von oberflächennahen Anordnungen bis hin zu Variationen von Permanent-
magneten in V- oder U-Anordnung in mehreren hintereinanderliegenden Aus-
sparungen. Die Variante wird auch als Synchronmaschine mit vergrabenen
Magneten bezeichnet. Die Permanentmagnete werden durch das Rotorblech-
paket fixiert. Jedoch wirken auf das Blechpaket und die Permanentmagne-
te Fliehkräfte, weshalb bei schmalen und scharfkantigen Querschnitten eine
Armierung, z.B. mittels CFK-Hülse, für hohe Drehzahlen immer noch An-
wendung finden kann. Die Anordnung der Permanentmagnete führt zu einem
Verlauf des magnetischen Flusses im Eisenkreis des Rotors, welcher periodisch
wechselnde magnetische Pole an der Blechoberfläche des Rotors ausbildet.
Im Bereich der Pollücke zwischen den Permanentmagneten - hier die q-Achse
(Querachse, engl.: quadrature axis) - wirkt nur der effektive, geometrisch klei-
ne Luftspalt. In der elektrisch um 90◦ gedrehten d-Achse (Längsachse, engl.:
direct axis), welche durch den Hauptmagnetfluss bestimmt ist, wirken hin-
gegen der geometrisch kleine Luftspalt und die Permanentmagnete als hohe
magnetische Widerstände. Dies wird als Anisotropie des magnetischen Wi-
derstands (Reluktanz) bezeichnet und erzielt eine höhere Induktivität in der
q-Achse als in der d-Achse. Das durch die Differenz der richtungsabhängigen
Induktivitäten entstehende Drehmoment wird gezielt zur Drehmomentsteige-
rung durch Ausnutzung des Reluktanzmoments genutzt. Die Wirkungsweise
des Reluktanzmoments ist im Abschnitt 3.2.5 erläutert. [Siel17, S. 21]
Das Drehmoment weist jedoch eine starke Nichtlinearität aufgrund der Ab-
hängigkeit vom feldbildenden als auch vom drehmomentbildenden Stroman-
teil auf. Diese Rotortopologie hat den Vorteil, dass der tatsächliche Luft-
spalt sehr klein ausgeführt werden kann. Im Vergleich zur SPMSM sind die
Induktivitäten daher insgesamt höher. Dies hat zur Folge, dass die Feld-
schwächbarkeit mit vergleichsmäßig geringeren feldbildenden Strömen gege-
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ben ist [Colo06]. Nachteilig wirkt sich bei der Bauform die Abhängigkeit
des Betriebsverhaltens von Sättigungseffekten des magnetischen Flusses im
geometrischen Eisenkreisquerschnitt aus. Die Permanentmagnete rufen ei-
ne konstante, statische magnetische Flussdichte hervor, welche sich mit der
durch das Ständerdrehfeld hervorgerufenen magnetischen Flussdichte über-
lagert und bei entsprechender Durchflutung sättigt. Andererseits ist die her-
vorgerufene gezielte Vorsättigung von Eisensegmenten vorteilhaft, da diese
den magnetischen Fluss im optimierten Eisenkreis hinsichtlich größtmögli-
cher magnetischer Anisotropie und Induktivitätsdifferenz führen. Die resul-
tierende hohe Induktivität in der q-Achse kann sich jedoch nachteilig auf das
vorzeitige Erreichen der Spannungsgrenze des Umrichters auswirken. Daher
gilt, dass die Optimierung der Rotortopologie an die Randbedingungen der
Spindelanwendung und idealerweise auch an das Umrichtersystem angepasst
erfolgen sollte [Bind12, S. 689]. Zur Regelung der Synchronmaschine mit in-
nenliegenden Permanentmagneten unter Ausnutzung des Reluktanzmoments
ist ein Umrichtersystem mit betriebspunktabhängigem Verfahren zum Regeln
des feldbildenden und drehmomentbildenden Stroms je nach vorliegender In-
duktivitätsdifferenz erforderlich. Bestenfalls erfolgt zusätzlich eine adaptive
Anpassung der Stromreglerparameter, um für ein stabiles Speiseverhalten in
allen Betriebspunkten zu sorgen. Rothenbücher entwirft ein solches Reg-
lerverfahren für die Motorspindelanwendung, weil die Drehzahl-Drehmoment-
Bereiche von Spindeln mit großem Drehmoment im Grunddrehzahlbereich
und großem Feldschwächebereich ansonsten Instabilitäten hervorrufen könn-
ten [Roth11]. [Siel17, S. 21]

3.2.5 Synchronreluktanzmotoren

Im Gegensatz zur Asynchronmaschine und zur permanentmagneterregten
Synchronmaschine arbeitet die Synchronreluktanzmaschine nicht nach dem
Wirkprinzip der Lorentz-Kraft, sondern rein über das Hervorrufen des Re-
luktanzdrehmoments infolge der geometrisch definierten, magnetischen Ani-
sotropie des Läufers.

Reluktanzeffekt

Die Ausnutzung der magnetischen Anisotropie zur Drehmomenterzeugung
ist durch Kostko im Jahr 1923 erstmalig beschrieben. Der Reluktanzeffekt
in einer Drehfeldmaschine entsteht durch das Bestromen einer dreisträngi-
gen Ständerwicklung, wodurch sich geschlossene magnetische Feldlinien im
Eisenkreis bestehend aus weichmagnetischen Eisenblech des Stators und des
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magnetisch anisotropen Rotors sowie in der angrenzenden Luft ausbilden (vgl.
Abbildung 3.17 (a)). Die Reluktanz bezeichnet den magnetischen Widerstand
im Eisenkreis und berechnet sich allgemein nach Gleichung (3.18) mit lm der
Länge des magnetischen Flusses im Material mit Permeabilität µ und vom
Magnetfeld durchsetzte Querschnittsfläche Am [Teig13, S. 103]:

Rm = lm
µAm

. (3.18)

(a) (b) (c)

(d) (e) (f)

Abbildung 3.17: Synchrone Drehbewegung des magnetisch anisotropen Stab-
läufers in einer zweipoligen Drehfeldmaschine aufgrund des
Reluktanzmoments; aus [Siel17, S. 22]

Es sei definiert, dass an der Oberfläche des Stators, wo die Feldlinien in die
Luft austreten, sich ein magnetischer Nordpol als magnetisches Potential aus-
bildet. Dort, wo sie wieder in die Oberfläche des Stators eintreten, liege ein
magnetischer Südpol vor. Bei Fehlen eines Rotors verlaufen die magnetischen
Feldlinien in der Luft parallel zueinander (a). Befindet sich ein weichmagne-
tisches Material hoher Permeabilität und anisotroper Rotorgestalt – auch als
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Schenkligkeit (engl.: saliency) bezeichnet – im Statordrehfeld, so verlaufen
die Feldlinien durch das Material wie in Abbildung 3.17 (b). An den jeweili-
gen, gegenüberliegenden Oberflächen des Ein- und Austritts der magnetischen
Feldlinien bilden sich entsprechend Süd- und Nordpole aus. Die Momenten-
wirkung als magnetischer Zug mit dem Abstand zur Drehachse als Hebelarm
entsteht, wenn der Feldlinienverlauf nicht entlang des Pfads des geringsten
magnetischen Widerstands im Eisenkreis erfolgt. Als Konsequenz liegt ein
Momentenungleichgewicht vor, welches durch die Winkelbeschleunigung des
Materials mit seiner Massenträgheit um dessen Drehachse ins momentane
Gleichgewicht gebracht wird. Dieser Drehvorgang hält so lange an, wie das
Ständerfeld rotiert. Der Rotor läuft dabei synchron um (vgl. Abbildung 3.17
(c) bis (f)). Der Pfad der geringsten Reluktanz liegt für ein magnetostatisches
Feld wie in Abbildung 3.17 (d) vor. Umso größer der Anteil des Verlaufs des
magnetischen Flusses durch das weichmagnetische Material im Eisenkreis ist,
desto geringer ist der Anteil der Luft im Eisenkreis und damit die Reluktanz.
Die Längsachse mit der Vorzugsrichtung des Flusses wird als d-Achse (engl.:
direct axis) und die elektrisch - in diesem Beispiel auch mechanisch - or-
thogonal stehende Querachse als q-Achse (engl.: quadrature axis) bezeichnet.
[Siel17, S. 22]

Historie

Aus der Historie sind unterschiedliche Bauformen zum Hervorrufen der ma-
gnetischen Anisotropie im Rotor entstanden. Allen gemein ist die Ausprägung
von sich periodisch am Umfang entsprechend der gewünschten Polzahl wieder-
holender d- und q-Achsen. Im frühen Entwicklungsstadium existierten über
zahnbewickelte Statorzähne geschaltete Reluktanzmaschinen mit Schenkel-
polausführung. Mit der axialen Laminierung von Rotorsegmenten erreichten
die Synchronreluktanzmaschinen näherungsweise Werte für den Leistungs-
faktor wie Asynchronmaschinen um 0,8 [Lawr64; Lawr65; Crui66]. Der Stand
der Technik kennt heute die mit unmagnetischen Flussbarrieren oder Fluss-
sperren aus Luft ausgeführte, transversale Laminierung. Diese Rotorbauform
wurde durch Fratta, Vagati u. a. ab dem Jahr 1987 für elektromotorische
Anwendungen aufgrund des Fortschritts in der Umrichtertechnologie zur fel-
dorientierten Drehzahlregelung weiterentwickelt und 1998 durch Vagati zum
Patent angemeldet [Vaga98b]. In einer vergleichenden Untersuchung von bau-
gleichen Asynchron- und Synchronreluktanzmaschinen zeigen Fratta et al.
auf, dass die Leistungsdichte höher und die Drehmomentdichte um rund 20 %
bei gleichen Gesamtmotorverlusten gesteigert werden kann [Frat89]. Da der
Rotor keinen elektrisch leitenden Kurzschlusskäfig besitzt, fallen die ohm-
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schen Rotorverluste weg. Die transversal zum magnetischen Fluss laminierte
Variante weist gegenüber der axial laminierten Variante kaum Wirbelstrom-
verluste und Zusatzverluste auf. Dies fällt beim Vergleich der Ergebnisdarstel-
lungen von Fratta et al. [Frat89] und Chalmers und Musaba [Chal97] auf.
Diese von Asynchronmaschinen bekannte geblechte Ausführung verhindert
axial im Rotor verlaufende Wirbelströme und reduziert deren Ausprägung
auf die vergleichsweise sehr geringe Blechstärke. Weiterhin überwiegen bei
der transversal laminierten Bauform die fertigungstechnischen Vorteile, weil
die Blechsegmente nicht radial gesteckt, sondern axial paketiert werden kön-
nen und entsprechende Fertigungsverfahren wie das Stanzpaketieren bereits
existieren. Es sei angemerkt, dass es historisch bedingt auch Ausführungsfor-
men der axial und transversal laminierten Rotoren mit in den Flusssperren
integrierte, elektrisch leitfähige Stäbe gibt, welche an den Rotorenden kurz-
geschlossen sind. Damit lässt sich das Anlaufverhalten durch einen geringeren
Strombedarf verbessern. Der Synchronreluktanzmotor mit Kurzschlusskäfig
im Rotor kann aufgrund stabilerer Frequenzsynchronisierung am Drehstrom-
netz betrieben werden [Hons65; Hons72]. [Siel17, S. 23]
Die Ausprägung der verteilten magnetischen Anisotropie ist entscheidend für
die erzielbare Induktivitätsdifferenz in der d- und q-Achse. Diese Schenklig-
keit ist gleichzeitig auch ein Maß für den erzielbaren Leistungsfaktor sowie die
Feldschwächbarkeit- bzw. Flussabsenkbarkeit für einen großen Konstantleis-
tungsbereich [Siel17, S. 24]. Die Induktivität der q-Achse sollte idealerweise
möglichst gering sein und die der Induktivität der d-Achse besonders hoch,
um einen hohen q-Stromanteil zur Feldbeeinflussung zur Verfügung zu haben
und nur einen geringen d-Stromanteil für die Drehmomentbildung einprägen
zu müssen.

Permanentmagnetunterstützte Synchronreluktanzmotoren

Neben der reinen Synchronreluktanzmaschine ohne Permanentmagnete und
der IPMSMmit hohem integierten Permanentmagnetanteil hat sich die Misch-
form der permanentmagnetunterstützten Synchronreluktanzmaschine – kurz
PMASynRM (permanentmagnet assisted synchronous reluctance machine)
entwickelt. Nach Erkenntnissen von Fratta et al. lassen sich streuende Flussan-
teile in der Querachse durch integrierte paramagnetische Materialien kom-
pensieren. Dies bestätigen auch die Untersuchungen von Soong und Mil-
ler anhand einer PMASynRM mit unterschiedlichem Permanentmagnetan-
teil [Soon93b, S. 225 f.], [Soon93a]. Damit kann die nötige Anschlussleistung
des Umrichtersystems kleiner ausfallen, weil Blindleistungsanteile zur Fel-
derregung wegfallen [Frat89]. Außerdem fallen im Vergleich zu IPMSM die
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Systemkosten geringer aus, bedingt durch einen geringeren Permanentma-
gnetbedarf und infolgedessen - je nach Motorauslegung - auch das Überspan-
nungsschutzmodul aufgrund verringerter Gegen-EMK entfallen kann [Siel17,
S. 24].

Vergleiche von SynRM zu anderen Motortopologien

Zur Bewertung der Leistungsfähigkeit der Synchronreluktanzmaschine füh-
ren Vagati et al. in [Vaga96] vergleichende Untersuchungen bezüglich des
Rastmoments zwischen einer ASM, PMSM und SynRM durch. Die Außen-
durchmesser und die effektive Eisenlänge sind identisch. Als Ergebnis weist
die SynRM ein um 10 % bis 20 % höheres Drehmomentvermögen als die ASM
und ein wesentlich geringeres als das der PMSM auf. Auf Basis der Erkennt-
nisse beschreiben Vagati et al. die transversal laminierte SynRM hoher ver-
teilter magnetischer Anisotropie als geeignete Alternative zu ASM für Spin-
delanwendungen. Die Möglichkeit des Einsatzes der SynRM als Alternative
zu PMSM in Servo-Antrieben für z. B. Linearachsen von Werkzeugmaschinen
ist prinzipiell gegeben. Für diese Anwendung werden hohe Drehmomente bei
kleinen Drehzahlen und im Stillstand gefordert. Dies wird in der Regel über
eine höhere Polzahl erreicht. Das Stillstandsdrehmoment der SynRM ist je-
doch um 30 % kleiner als das der PMSM. Die SynRM verfügt im Vergleich zur
PMSM über ein ähnlich gutes Überlastverhalten. Die Drehmomentkonstan-
te der PMSM sinkt mit steigendem magnetischen Ständerfluss aufgrund von
Streuflüssen der q- zur d-Achse, wohingegen die Drehmomentkonstante der
SynRM bei q-/d-Regelung aufgrund des nichtlinearen Sättigungsverhaltens
des Eisenkreises bei ausreichender Durchflutung steigt. Außerdem verweisen
Vagati et al. auf die hohe Dynamik der Drehmomentänderung. Sie ergibt sich
mathematisch aus der Beziehung des magnetischen Flusses zum regelbaren,
feldbildenden und drehmomentbildenden Strom. Eine weitere Bewertungs-
größe mit Blick auf Fertigungs- und Permanentmagnetkosten ist der Bezug
des erzielbaren Drehmoments auf die Herstellungskosten [Siel17, S. 24]. Hier
überwiegen die Vorteile der SynRM gegenüber der ASM und der PMSM.
Weiterführende Aspekte zum Vergleich der Antriebstopologien sind in der Li-
teratur von Vagati [Vaga95], Matsuo und Lipo [Mats93; Mats94], Boldea
[Bold96] und Moghaddam [Mogh11] zu finden.

Synchronreluktanzmotoren als Spindelantriebe

Zur Bewertung der Eignung der SynRM als Spindelantrieb vergleichen Va-
gati et al. den Konstantleistungsbereichs mit einer ASM [Vaga96]. Ziel ist
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dessen Ausbildung über einen möglichst großen Drehzahlbereich. Hierfür ent-
scheidend ist die Betrachtung der Feldschwächbarkeit über das Verhältnis
des magnetischen Flusses der q- zur d-Achse im Bemessungspunkt. Kleine
Verhältnisse wirken sich positiv auf die Verringerung des Verhältnisses der
Scheinleistung zur Wirkleistung als Maß der nötigen Überdimensionierung
des Umrichters aus. Die SynRM weist insbesondere mit zunehmender Pol-
zahl höhere q/d-Flussverhältnisse als die ASM auf, weshalb dies in geringen
Leistungsfaktoren und größere Umrichter resultiert. Polzahlen größer als 4
wirken sich laut Vagati et al. nachteilig aus [Vaga96]. Vorteilhaft für die
Feldschwächbarkeit der SynRM gegenüber der ASM sind das höhere Dreh-
moment und die Möglichkeit zur Einbringung geringer Permanentmagnetan-
teile hin zur PMASynRM, was den Leistungsfaktor aufgrund eines kleiner
werdenden Magnetflussverhältnis und steigenden Drehmoments verbessert.
Die Betrachtungen der bisher aufgeführten Literatur beziehen sich einschrän-
kend auf kleine Antriebe mit Maximaldrehzahlen bis zu 7000 U/min und bis
etwa 1 kW. Ein weiteres Beispiel ist die Arbeit von Murakami et al. mit dem
Vergleich von SynRM zu ASM und PMSM hinsichtlich des Wirkungsgrads für
die Kompressoranwendung mit Maximaldrehzahl 4000 U/min und Leistung
bis 750 W [Mura99]. Hiernach ist der Wirkungsgrad der SynRM im Nenn-
punkt und im Teillastbereich stets höher als der der vergleichenden ASM.
Die PMSM überwiegt in diesem Vergleich. Allerdings sind die Herstellkosten
der SynRM um 13 % bis 30 % gegenüber der ASM und der PMSM geringer.
Moghaddam beschreibt zusammenfassend den Bedarf einer weiterführen-
den Untersuchung von Leistungsbereichen und des thermischen Verhaltens
oberhalb der klassischen Norm-Anwendungen, wie bspw. DIN EN 60034-30-1
für Lüfter, Pumpen und Klimakompressoren. Aktuelle, beispielhafte Untersu-
chungen zur Anwendung von SynRM in industriellen Anwendungen geringer
Leistung bis 5,5 kW liefern Ozcelik et al. in [Ozce19]. Die Autoren verglei-
chen ebenfalls die Maschinenschwingungen. Die SynRM weist höhere Vibra-
tionen auf als die Induktionsmaschine, was auf die charakteristisch höhere
Drehmomentwelligkeit aufgrund der Rotornutung zurückzuführen ist. Ent-
sprechend sind SynRM für Spindelanwendungen hinsichtlich eines geringen
Drehmomentripple zu optimieren. Hierzu stellt Moghaddam in [Mogh12]
grundlegende Ansätze auf. In der Literatur werden schließlich weitere An-
wendungsgebiete der SynRM als Alternative zu ASM untersucht, die jedoch
nicht über den bisherigen Drehzahlbereich bis 8000 U/min hinausgehen und
hohe Drehmomentdichten fokussieren. So entwickeln Germishuizen et al.
einen drehmomentstarken Bahnantrieb mit 700 Nm und 1600 U/min im Be-
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messungspunkt mit einer Maximaldrehzahl von 3200 U/min bei einem Rotor-
durchmesser von 300 mm [Germ00; Germ13].
Die bisher vorgestellten Arbeiten verwenden aus praktischen Gründen eine
zu Referenz-Asynchronmotoren äquivalente Statorausführung. Germishui-
zen et al. erkennen, dass im Vergleich zur ASM der Leistungsfaktor ihrer
SynRM um 0,11 und der Konstantleistungsbereich deutlich verringert sind.
Sie schließen daraus, dass es für die Auslegung von SynRM eine Anpassung
der Anzahl und relative Lage der Stator- zu Rotornuten als auch einer im
Vergleich reduzierten Windungszahl der SynRM bedarf [Germ00; Germ13].
Auch ist der Leistungsfaktor der SynRM mit 0,61 im Vergleich zur ASM
mit 0,72 geringer, sodass ein größerer Umrichter aufgrund der erhöhten Be-
messungsspannung erforderlich ist. Zur Erhöhung der Festigkeit des SynRM-
Rotorquerschnitts mit Flusssperren wird für die Umfangsgeschwindigkeiten
von bis zu 50 m/s eine CFK-Armierung genutzt. Ein weiteres Beispiel für die
Anwendung der SynRM als Traktionsantrieb mit 45 kW im S1-Dauerbetrieb
bis 5000 U/min liefert die Arbeit von Taghavi et al. aus dem Jahr 2014
für die Elektromobilität [Tagh14]. Aufgrund der Anforderungen an kompakte
Bauformen mit dem Ziel hoher Reichweiten und geringer Kosten für Antriebe
im Automobil, wird das Designkriterium auf eine Reduzierung des Bohrungs-
volumens gelegt. Es resultiert eine Maschine mit einem Rotoraußendurchmes-
ser von 244 mm, womit Umfangsgeschwindigkeiten von bis zu 64 m/s erreicht
werden. Eine CFK-Bandage kommt hier nicht zum Einsatz.
Die Potenziale der Synchronreluktanzmaschine aus der aufgeführten Litera-
tur, welche für eine Anwendung in Motorspindeln sprechen, lassen sich zu-
sammenfassen nach [Hein12]:

• Synchrone Drehzahl,
• keine Permanentmagnete → Ressourceneffizienz,
• kostengünstiger Aufbau,
• geringe Rotorverluste,
• höhere Drehmomentdichte als Asynchronmaschinen,
• sehr gute Eigenschaften zur Feldschwächung,
• hohe Induktivität → keine Vorschaltdrossel,
• kein Überspannungsschutzmodul,
• keine Schleppverluste.
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Die Herausforderung für den praktischen Einsatz von Synchronreluktanzmo-
toren in Motorspindeln sind jedoch in der Auslegung des Rotor-Spindelwellen-
systems zu finden. Die bisherigen Arbeiten weisen keine besonderen Ein-
schränkungen hinsichtlich des radialen Bauraums oder des Achslochs auf.
Motorspindeln besitzen aufgrund des integrierten Spannsystems in der Hohl-
welle und der Anforderungen zum dynamischen Betriebsverhalten über einen
großen Drehzahlbereich und einen relativ großen Wellendurchmesser. Zu-
dem ist der radiale Bauraum aufgrund der Randbedingung zur Einspannung
der Motorspindel im Z-Verfahrschlitten oder dem Spindelstock in der Werk-
zeugmaschine beschränkt. Des Weiteren müssen die elektrischen Rotoren in
Motorspindeln Fliehkräfte bei Umfangsgeschwindigkeiten von bspw. bis zu
260 m/s ertragen [GMN 23d].
Sielaff untersucht erstmalig den Einsatz von Synchronreluktanzmotoren
als effiziente- und ressourcenschonende Alternative zu Asynchronmotoren in
Motorspindeln für Universal-Bearbeitungszentren [Siel17]. Die Referenz-ASM
besitzt eine S1-Leistung im Bemessungspunkt von 39 kW bei 3000 U/min.
Der Konstantleistungsbereich ist ausgeprägt bis zur Maximaldrehzahl von
16 000 U/min mit einem Drehmoment von 23 Nm. Die entwickelte Methodik
zur Auslegung der SynRM berücksichtigt die Statoranpassung im Zusam-
menspiel mit der Rotoroptimierung. Die SynRM besitzt eine Wicklung mit
6 parallelen Spulengruppen bei einem Bemessungsstrom von rund 226 A. Die
ASM verfügt über 4 parallele Spulengruppen bei einem Bemessungsstrom von
ca. 191 A. Die Bemessungsdrehzal der SynRM ist mit 5000 U/min höher. Die
Konstantleistung beträgt rund 55 kW und ist damit um ca. 41 % höher im
Vergleich zur ASM. Jedoch ist der Leistungsfaktor der SynRM im absoluten
Wertebereich um 0,05 bis 0,1 geringer. Die Wirkungsgrade der SynRM sind
jedoch in allen Betriebspunkten absolut um bis zu 5 %-Punkte höher. Für
die Integration des SynRM in die Motorspindel ist die Reduzierung des Spin-
delwellendurchmessers von 80 mm auf 60 mm nötig (-25 %). Die Esson’sche
Ausnutzung der SynRM ergibt näherungsweise 5,2 und die der ASM 4,7. Um
die Umfangsgeschwindigkeit der SynRM von 104 m/s sicherzustellen, besteht
der Rotoraufbau aus Axialstäben aus CFK und zusätzlicher Blechpaketseg-
mentierung mit dazwischenliegenden Stützblechen. Die Rotorbleche beste-
hen aus der FeSi-Legierung NO20HS mit einer Streckgrenze von 420 MPa bis
490 MPa für besonders hohe mechanische Beanspruchungen bei gleichzeitig
geringen Ummagnetisierungsverlusten.
Winkler und Werner präsentieren in [Wink18] zwei Ansätze zum Aufbau
eines Rotors für schnelldrehende Wellen in Spindelsystemen. Es sei ange-
merkt, dass es sich bei der Konstruktion nicht um eine Motorspindel mit in-
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tegriertem Spannsystem handelt. Daher beschreiben Winkler und Werner
in ihrem Vergleich der SynRM gegenüber einer Referenz-ASM die Anpassung
des Spindelwellendurchmessers als kritische Randbedingung für das dynami-
sche Betriebsverhalten nicht. Der Wellendurchmesser beträgt für die ASM
52 mm und für die SynRM 45,5 mm (-12, 5%). Die ASM besitzt ihren Bemes-
sungspunkt bei 29 900 U/min bei einer Nennleistung von 100 kW. Die Um-
fangsgeschwindigkeit beträgt 132 m/s. Die Esson’sche Ausnutzung der ASM
im Bemessungspunkt liegt bei 3,4. Die erste Rotorvariante der SynRM ist als
geschrägter Schenkelvollpolläufer mit ausgeprägten Polschuhen ausgeführt.
Der Vorteil ist, dass keine kritischen Flusssperrengeometrien unter Fliehkraft
versagen können und die Fertigung aus der weichmagnetischen Welle zerspa-
nend direkt erfolgt und somit kein Pressverband zwischen Welle und Rotor
nötig ist. Nachteil der Variante ist im Allgemeinen das geringe Induktivitäts-
verhältnis der d- zur q-Achse bis maximal Faktor 5. Dies ist nur etwa halb
so hoch wie das maximal erzielbare Reluktanzverhältnis der Rotorbauformen
mit Flusssperren. Außerdem treten durch die fehlende transversale Blechung
erhöhte Verluste hervorgerufen durch Wirbelströme im Rotor auf. Des Wei-
teren bildet sich im Gegensatz zu einer sinusförmigen Lufspaltfeldkurve eine
stark diskretisierte Feldtreppe aus, was zur Einprägung höherer Harmonischer
der Felderregerkurve in die Spindelwelle und dort zu Wirbelstromverlusten
führt [Kost23]. Die zweite SynRM-Variante verfügt über ein transversal la-
miniertes Blechpaket mit Flusssperren und einem Radialsteg zur Festigkeits-
steigerung. Der verwendete Blechwerkstoff hat die Bezeichnung Vacodur®49
mit einer Streckgrenze von 390 MPa bis 450 MPa und ist eine 50 %-ige CoFe-
Legierung für besonders hohe Flussdichten [Seke19]. Die praktischen Messun-
gen erfolgten nach Literaturrecherche bislang bis zu 6000 U/min. Erste prakti-
sche Untersuchungen in [Wink19] zeigen die Verlustabhängigkeit der SynRM-
Variante mit ausgeprägten Polen einerseits vom Spannungszwischenkreis und
der gepulsten Stromführung bei insgesamt kleinen Motorinduktivitäten und
andererseits von der Höhe der Magnetisierung in der q- und d-Achse auf. Die
Ummagnetisierungsverluste im Rotor steigen mit dem Strom in der q-Achse.
Ebenso liegen die Ummagnetisierungsverluste insgesamt bei reinem Strom in
der d-Achse über dem reinen Strom in der q-Achse, was auf die höhere Reluk-
tanz in der d-Achse zurückzuführen ist. Für die feldorientierte Regelung der
Synchronreluktanzmaschinen in einem Betriebspunkt erfolgt in [Wink18] die
Parametrierung an einem Standard-Frequenzumrichter wie eine Synchron-
maschine durch Vorgabe der anisotropen Induktivitäten im rotorfesten dq-
Koordinatensystem für den Betriebspunkt sowie einer Drehmomentkonstante
von kT = 0 Nm/A und einer Spannungskonstante von kU = 0V/1000 min−1.
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Abramenko et al. entwerfen ein aus nicht-magnetischem Baustahl S355 und
weichmagnetischem Inconel 600 axial laminiertes Rotordesign. Die resultie-
rende SynRM besitzt folglich zwei Pole. Diese Rotorbauform lässt sich mit
thermischen Verfahren realisieren, wie z. B. Vakuumlöten, Heißisostatisches-
Pressen oder 3D-Druckverfahren. Der Rotor verhält sich wie ein einziger Fest-
körper, wobei die Einzelschichten nicht voneinander elektrisch isoliert sind,
wodurch sich Wirbelströme in der gesamten Welle axial ausprägen. Entspre-
chend ist das Design für geringe maximale Flussdichten auszulegen, um die
Eisenverluste zu minimieren. Das Rotordesign ist für schnelldrehende An-
wendungen bis 24 000 U/min bei einer Umfangsgeschwindigkeit von 124 m/s
ausgelegt. [Abra20b; Abra20a]

Anwendung schnelldrehender Synchronreluktanzmotoren in der
Elektromobilität

Arbeiten, die sich mit dem Einsatz des Synchronreluktanzmotors als alter-
nativen, elektrischen Antrieb zu IPMSM für Fahrzeugsysteme beschäftigen,
nehmen stetig zu. Motivation dafür sind die politischen Anforderungen zum
Klimaschutz und das geplante Verbot von Verbrennungskraftmaschinen so-
wie die Rohstoffunabhängigkeit hinsichtlich Verfügbarkeit und Kosten, der
zumeist aus Asien stammenden Permanentmagnete. Ebenfalls spielt die Be-
trachtung kompakter Antriebssysteme mit geringen Verlusten und geringem
Kühlbedarf eine wichtige Rolle bei der Masseeinsparung und letztlich der
Gesamteffizienz des Fahrzeugs. Weitere Anforderungen sind ein hohes Dreh-
moment im Grunddrehzahlbereich bei geringen Kosten [Hofe17]. Dies bestä-
tigen Siadatan et al. in ihrem Vergleich eines Toyota Prius PMSM-Antriebs
im Vergleich zu einer leistungsäquivalenten SynRM [Siad17]. Aufgrund der
Anforderung an kompakte Systeme, wird die Leistung über die Drehzahl
des elektrischen Antriebs in Verbindung mit Getrieben geringer Stufenan-
zahl aufgebracht. Die Maximaldrehzahlen der Antriebssysteme der Elektro-
mobilität sind mittlerweile denen von Motorspindelsystemen für Universal-
Bearbeitungen bis 18 000 U/min ähnlich [Cred19]. Einen Überblick über ver-
wendete Antriebstopologien – zumeist IPMSM mit Reluktanzanteil – und
Maximaldrehzahlen für am Markt verfügbare Elektrofahrzeuge bieten Cre-
do et al. in [Cred19] und [Cred20]. Darin stellen die Autoren eine Methodik
für das festigkeitssteigernde Design von Flusssperrenverrippungen auf Basis
einer geometrischen 2D-Topologieoptimierung von Blechmaterialplatzierung
in den Flusssperren vor. Aktuell ist die Verwendung einer CFK-Armierung
zur Festigkeitssteigerung von IPMSM oder PMASynRM im Elektromobilbau
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gebräuchlich wie die Arbeiten von Hofer et al. [Hofe17] und Reddy et al.
[Redd15] belegen.

3.2.6 Zusammenfassung Stand der Technik Antriebssysteme
und Synchronreluktanzmotor

Die Synchronreluktanzmaschine bietet durch die Literatur belegte Vorteile
gegenüber den bisher im Werkzeugmaschinenbau zu Anteilen von 69 % Asyn-
chronmaschinen und 31 % permanentmagneterregten Maschinen verwendeten
Antriebstopologien. Jedoch konzentrieren sich die wissenschaftlichen Arbei-
ten mehrheitlich auf die Optimierung der Flusssperrengeometrien hinsichtlich
Reduzierung der Drehmomentwelligkeit, Erhöhung des Leistungsfaktors und
Optimierung der Flusssperrenverrippungen für Hochdrehzahlanwendungen.
Für den Einsatz in Motorspindeln fehlt in den Arbeiten die Einbeziehung
von zusätzlich einschränkenden Randbedingungen auf die Auslegung des Syn-
chronreluktanzmotors. Hierzu zählen:

• die Mindestanforderung an den Wellendurchmesser zur Sicherung des
erforderlichen dynamischen Betriebsverhaltens bis zur Maximaldreh-
zahl und zur Integration des Werkzeugspannsystems,

• Der beschränkte radiale Bauraum für die Festlegung des Statoraußen-
durchmessers aufgrund der vorgegebenen Kundenschnittstelle zur Auf-
nahme der Motorspindel in den Z-Verfahrschlitten oder des Spindel-
stocks der Bearbeitungsmaschine,

• Die Verbindungstechnologie zur Herstellung der Welle-Rotornabe-Ver-
bindung für Hochdrehzahlanwendungen unter Einbeziehung der Aus-
wirkung auf die Vergleichsspannungen im Rotorblechpaket,

• als auch das Temperaturverhalten und die Auswirkung auf die Fettge-
brauchs- und Lagerlebensdauer in kompakten Antrieben.

Die grundlegenden Erkenntnisse von Sielaff in [Siel17] bieten derzeit einen
ausführlichen Ausgangspunkt für die Erweiterung des Stands der Technik
zum Einsatz von Synchronreluktanzmotoren in Motorspindeln für Hochdreh-
zahlanwendungen bis 30 000 U/min.
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3.3 Elektrische Leistungsversorgung von
Motorspindeln

Dieser Abschnitt besitzt eine hervorzuhebende Relevanz für den Betrieb von
SynRM. Da sie vergleichsweise mit einer höheren Polpaarzahl aufgrund der
leicht verminderten Drehmomentdichte ausgeführt werden und dies höhere
Taktfrequenzen im Wechselrichtermodul zur Stellung der drehzahlvariablen
Ausgangsspannung zur Folge hat, kommen die Umrichtersysteme durch die
frequenzabhängigkeit der Ausgangsstromamplitude an die Stromgrenze. Die
Berücksichtigung des Umrichtersystems bei der Antriebsauslegung spielt da-
her eine entscheidende Rolle, um ein kostenoptimales Antriebssystem zu pro-
jektieren.
Der Betrieb von Motorspindeln erfolgt mehrheitlich durch eine feldorientierte
Vektorregelung - auch als Flussvektorregelung bezeichnet - durch eine nu-
merische Regelungsbaugruppe mit Sollwertvorgabe durch die NC-Steuerung
in Werkzeugmaschinen. Motorspindeln mit Asynchronantrieben können auch
im linearen Spannungs-Frequenz-Betrieb gemäß einer parametrierten U/f-
Kennlinie gefahren werden. Der Hauptbetrieb ist der drehzahlgeregelte Be-
trieb. Nebenbetriebsarten sind die Lageregelung, bei der die Winkelstellung
der Spindelwelle über einen Lagesensor als Drehwinkelgeber erfasst und als
Regelgröße zur Minimierung der Regelabweichung zum Lagesollwert genutzt
wird. Darüber hinaus existieren auch geberlose Regelverfahren, wie die sen-
sorlose Vektorregelung. Die Algorithmik des Regelverfahrens schätzt die Ro-
torposition auf Basis der Stellung des Raumzeigers des magnetischen Flusses
ab [Schr09]. Die Gestaltung des Regelkreises von Motorspindeln ist identisch
zum Regelkreis der Servo- und Torqueantriebe von Linear- und Drehachsen
zur Positionierung in Werkzeugmaschinen als kaskadierter, geschlossener Re-
gelkreis aufgebaut.
Zur Speisung von Motorspindeln sind spezielle Leistungselektroniken als Hard-
ware in einem Schaltschrankaufbau elektrisch verdrahtet und über digita-
le Kommunikationsschnittstellen mit der Regelungsbaugruppe verbunden.
Für den drehzahlvariablen Betrieb von Rotationsachsen muss die dreiphasige
Wechselspannung fester Frequenz und Amplitude in der Frequenz variabel
gestellt und je nach Leistungsbedarf in der Amplitude verstärkt werden. In
Abbildung 3.18 sind die elektrischen Leistungskomponenten des Antriebssys-
tems einer Werkzeugmaschine mit drei Linearachsen und einer Rotationsachse
für die Motorspindel dargestellt.
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Abbildung 3.18: Schematiche Darstellung des Antriebssystems einer Werk-
zeugmaschine; in Anlehnung an BoschRexroth aus
[Siel17, S. 27]

Das Netzfilter sorgt für eine bemessene Frequenzfilterung sowohl von Stö-
rungen aus dem Verbrauchernetz in das Stromversorgungsnetz als auch um-
gekehrt. Weiterhin trägt es zur elektromagnetischen Verträglichkeit bei. Die
Netzdrossel besitzt zwei Aufgaben. Zum einen reduziert sie die durch die
Schaltungsvorgänge der Halbleiter im Frequenzumrichter hervorgerufenen hö-
herfrequenten Störungen, die sich bis auf das speisende Netz auswirken wür-
den. Zum anderen glättet die Netzdrossel durch die hohe Induktivität Strom-
spitzen und führt die Stromspeisung auf eine angenäherte Sinusform zurück.
Die Glättung verlängert die Lebensdauer der nachgelagerten Elemente wie
Kondensatoren und Gleichrichter. Der Frequenzgleichrichter kann den Strom
besser aus dem elektrischen Kreis der Netzspeisung abtasten. Es entsteht
ein störfreier, und aufgrund fehlender Störpeaks in der Amplitude, vermin-
derter Effektivstrom. Dies senkt den Energiebedarf des Gleichrichters. Die
variable Frequenzumformung erfolgt in Umrichtern mit Gleichspannungszwi-
schenkreis in zwei Stufen. Zuerst erfolgt die Umwandlung der dreiphasigen
Wechselspannung in eine einphasige Gleichspannung im Netzgleichrichter. Die
Zwischenkreisspannung beträgt in der Regel das

√
2-fache des Effektivwerts

der Netzspannung (400/230 V). Der Zwischenkreis ist mit einer bemessenen
Speicherkapazität in Form von Kondensatoren ausgerüstet. Die Zwischen-
kreisspannung wird dadurch geglättet und kann als Gleichspannung angenom-
men werden [Jenn95, S. 21]. Die Bemessung der Speicherfähigkeit erlaubt die
Betrachtung als vom dreiphasigen Netz entkoppeltes Gleichspannungsnetz,
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an das mehrere Verbraucher parallel angeschlossen werden können [Bind12,
S. 452]. Forschungsprojekte wie Phi-Factory und DC-Factory belegen,
dass Gleichspannungsnetze für Fabrikbereiche genutzt werden können, um die
Netzanschlussleistung zu senken, die Speicherfähigkeit zur bedarfsgesteuer-
ten Energiebereitstellung und Lastspitzenglättung zu nutzen (Demand-Side-
Management, Lastmanagement) und so zur Energieeffizienz, Energieflexibili-
tät industrieller Produktion und Netzstabilisierung beizutragen [Weig20]. Die
Leistungsentnahme aus dem DC-Zwischenkreis erfolgt für frequenzgeregelte,
elektrische Antriebe über Wechselrichter. Sie stellen ein dreiphasiges Dreh-
spannungssystem variabler Frequenz und Spannungsamplitude bereit. Eine
schematische Schaltung ist in Abbildung 3.19 dargestellt.

Abbildung 3.19: Schematische Schaltung eines Zweipunktwechselrichters mit
Gleichrichter und Zwischenkreis; in Anlehnung an [Schr08,
S. 528]

Das beschriebene Umrichtersystem bietet nach Schröder folgende Vorteile
[Schr08, S. 604]:

• Versorgung aller Drehstromantriebe am gemeinsamen Zwischenkreis,
• Zu- und Abschalten sowie beliebige Lastwechsel der angeschlossenen

Antriebe ohne Auswirkung auf den Parallelbetrieb anderer Motoren,
• sehr große Frequenzbereiche in Abhängigkeit des Steuerverfahrens und

der Schaltfrequenzen der Leistungshalbleiter,
• Richtungswechsel des Drehfelds und Wechsel der Energieflussrichtung

im 4-Quadranten-Betrieb,
• gute Drehzahlstabilität bei kleinen Drehzahlen.
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Die Wechselrichter sind in der Regel als zweistufige sogenannte Zweipunkt-
Wechselrichter ausgeführt. Das Steuerverfahren zur Bestimmung der Schalt-
zeitpunkte der Halbleiterelemente ist ausschlaggebend für die Ausbildung der
angenäherten sinusförmigen Speisespannungen [Jenn95, S. 30] (siehe Abbil-
dung 3.20). Dazu kommen Trägerverfahren bzw. Unterschwingungsverfah-
ren zum Einsatz, wobei ein Trägersignal höherer Frequenz als die Grund-
schwingungsfrequenz der Steuerspannung USt jeder Phase zum Abgleich ge-
stellt wird. Beim Pulsweitenmodulationsverfahren (PWM-Verfahren) erfolgt
der Amplitudenvergleich zwischen Grundschwingung und Trägersignal – z. B.
Sägezahn- oder Dreiecksprofil U∆. Bei Wertegleichheit erfolgt eine Schaltung
der Zwischenkreisspannung mit positivem oder negativem Vorzeichen in je
einem Schaltzweig – bzw. in einer Halbbrücke – pro Phase. Ein Schalter stellt
die positive und der andere die negative halbe Zwischenkreisspannung. Posi-
tive Schaltspannung liegt vor, wenn der Wert der Grundschwingung höher als
der des Trägersignals ist. Da beide Zustände in einem Schaltzweig nie gleich-
zeitig zur Vermeidung eines Kurzschlusses vorliegen dürfen, sind Verriege-
lungszeiten definiert. Die Schaltpulse ergeben in ihrer zeitlichen Ausprägung
die Ausgangsspannungen Ua0, Ub0 und Uc0. Dieses Verfahren führt aufgrund
des Verhältnisses von Frequenz des Trägersignals (PWM-Taktfrequenz) zur
geforderten Drehfrequenz der Ausgangsspannung zu Oberschwingungen, die
der Grundschwingung überlagert sind. Das Frequenzverhältnismf ist ein Maß
für die auftretenden Oberschwingungsanteile. Die Amplituden dieser höheren
Harmonischen in der Ausgangsspannung werden vom Aussteuergrad beein-
flusst. Dieser ist auch als Tastgrad bekannt und definiert für eine periodische
Pulsfolge das Verhältnis aus Impulsdauer und Periodendauer. Bei der Puls-
weitenmodulation variiert der Aussteuergrad [DIN5483-1]. Zur Maximierung
der Ausgangsspannung ohne Übermodulation bei gleichzeitiger Reduzierung
von Oberschwingungen kommen unterschiedlichste Lösungsansätze aus der
Literatur zum Einsatz. Für den optimalen Betrieb von Motorspindeln sind
die grundlegenden Einstellmöglichkeiten und die kombinierte Verwendung zu-
sätzlicher elektrischer Komponenten zwischen Wechselrichter und Motor be-
reits bei der Systemauslegung entscheidend. In [Roth09] zeigen Rothenbü-
cher et al. auf, dass die Wahl des Umrichtersystems, die Parametrierung des
Regelungsverfahrens sowie die Einstellung der richtigen PWM-Taktfrequenz
fPWM entscheidend sind für die Minimierung der Erwärmung im Rotor und
Lager. Die übermäßige Erwärmung ist auf die Oberschwingungen zurückzu-
führen, welche Verzerrungsströme im magnetischen Kreis hervorrufen. Dies
erhöht den Blindleistungsanteil um die sogenannte Verzerrungsblindleistung.
Abhilfe schafft ein möglichst großes Frequenzverhältnis mf > 10 [Roth09].
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Abbildung 3.20: Erzeugung der Ausgangsspannungen des Wechselrichters
nach dem Unterschwingungsverfahren; in Anlehnung an
[Schr08, S. 562] aus [Siel17, S. 29]
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Damit berechnet sich die erforderliche PWM-Taktfrequenz in Abhängigkeit
der Polpaarzahl und der Maximaldrehzahl gemäß der Faustformel [Roth09]:

fPWM ≈ mf ·
nmax

60 · Zp. (3.19)

Einige Hersteller von Frequenzumrichtern geben bspw. das erforderliche Ver-
hältnis mit mindestens mf ≥ 6 oder gar mf ≥ 5 an. Dadurch können güns-
tigere Umrichtersysteme mit niedrigeren Schaltfrequenzen genutzt werden.
Mit höheren PWM-Taktfrequenzen an marktüblichen Frequenzumrichtern
geht der Nachteil einher, dass der maximal verfügbare Dauerstrom abnimmt
(engl.: Derating) und die Geräuschemission im Leistungsteil zunimmt. Dies
liegt an der Zunahme der Schaltverluste mit zunehmender Pulsfrequenz. Je-
doch ergibt sich der Vorteil, dass die Geräuschemission am Motor sinkt. Der
Bemessungs-Ausgangsstrom des Leistungsteils ist gemäß einem herstellerspe-
zifischen Faktor zu reduzieren, um die maximale Verlustleistung bzw. Kühl-
körpertemperatur nicht zu überschreiten. Die erhöhten Schaltverluste werden
durch Absenkung der Durchlassverluste kompensiert [Siem20]. Das Strom-
Derating kann sich nachteilig in Bezug auf die höheren Strombedarfe für die
Feldschwächung bei Synchronmotoren bemerkbar machen, wodurch sowohl
das Umrichtersystem als auch das Spindelsystem an der thermischen Be-
lastungsgrenze betrieben wird. Mit der Abhängigkeit der Taktfrequenz von
der Polpaarzahl lässt sich anschaulich die geringe Polzahl von schnelldrehen-
den Motorspindeln für die High Speed-Bearbeitung erklären. Hierfür werden
mehrheitlich zweipolige Asynchronmaschinen eingesetzt und der Betrieb an
Standard-Umrichtern kostengünstig ermöglicht. Um bspw. für diese Hoch-
drehzahlanwendungen bei limitierter einstellbarer Pulsfrequenz und Strom-
Derating sinusförmige Speiseströme zu erzeugen, gibt es die Möglichkeit gere-
gelte Ausgangsfilter einzusetzen [Matt05]. Diese Komponenten besitzen eine
Induktivität und eine Kapazität. Als LC-Glieder reduzieren sie die Verluste
sowohl im rotierenden Spindelwellensystem um bis zu 13 % als auch in der Sta-
torwicklung um bis zu 33 %. Diese fallen dafür im LC-Glied im Schaltschrank
an, wo die Verlustwärme leicht abgeführt werden kann [Roth09; Abel07a].
Umrichter mit integriertem, geregeltem Filter sind in Blankenburg [Blan09]
und ein adaptives Filter in Künzel et al. [Künz12] beschrieben. Bei der Pro-
jektierung des Sinusfilters oder der Motordrossel sind die Herstellerangaben
für die maximale Pulsfrequenz des PWM-Verfahrens, Ausgangsdrehfrequenz
als auch der Bemessungsstrom und nachteilige, elektrodynamische Wechsel-
wirkungen mit dem Frequenzumrichter und Motor zu beachten.
Dreipunkt-Wechselrichter sind eine alternative Umrichtertechnologie zu Zwei-
punkt-Wechselrichtern. Sie besitzen je Halbleiterbrücke vier anstatt zwei Leis-
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tungshalbleiter. Damit sind neben den positiven und negativen halben Zwi-
schenkreisspannungsamplituden als Schaltzustände auch der Mittenzustand
UZK = 0 V verfügbar [Brin12]. Die halbierte Sperrspannungsbeanspruchung
der Leistungshalbleiter hat zur Folge, dass Schaltelemente einer niedrigeren
Spannungsklasse verwendet werden können. Die Schalteigenschaften sind ver-
bessert und die Schaltverluste deutlich geringer [Brin12]. Höhere Gesamtwir-
kungsgrade des Antriebssystems sind erzielbar. Die Anwendung der Umrich-
tertechnologie eignet sich besonders für permanentmagneterregte Synchron-
maschinen als Motorspindelantrieb in der HSC- und HPC-Bearbeitung, da
sie vergleichsweise geringe Induktivitäten aufweisen und die Oberschwingun-
gen der Speisespannung zu Wirbelstromverlusten in den Permanentmagneten
führen [Roth09].
Eine weitere Umrichtertopologie sind die Modularen Multilevel-Umrichter
(MMC) für Antriebsanwendungen im Mittelspannungs- und Hochspannungs-
bereich als auch zur stabilen Energieversorgung. Sie zeichnen sich durch eine
hohe Skalierbarkeit, Modularität und Spannungsqualität aus [Schn19]. Ihr
Aufbau setzt sich aus mehreren identischen Dreipunkt-Wechselrichtern als
Submodule zusammen, die seriell oder parallel verschaltet werden. Die Aus-
gangsspannungskurve ist diskretisiert und gleicht dem angestrebten sinus-
förmigen Verlauf. Der Vorteil ist, dass jedes Submodul nur einen geringen
Anteil der Zwischenkreisspannung bei vollem DC-Zwischenkreisstrom stellt.
Multilevel-Umrichter lassen sich durch digitale Regelung dynamisch an die
Antriebsanforderung im Betrieb anpassen [Ecke23].
Die Halbleiter-Schaltelemente der Frequenzumrichter sind spezielle Silizium-
Keramiken. Die nach Stand der Technik eingesetzten IGBT-Halbleiter (IGBT
= Insulated-Gate Bipolar Transistor, Bipolartransistoren mit isolierter Gate-
Elektrode) und MOSFETs (Metall-Isolator-Halbleiter-Feldeffekttransistoren)
haben den Nachteil hoher Schaltverluste, was insbesondere bei hohen PWM-
Taktfrequenzen das Strom-Derating zur Folge hat. Halbleiterelemente aus
schichtweise aufgebauten Silizium-Carbid-Einkristallen (SiC) besitzen eine
höhere Durchbruchfeldstärke und eine auf die Schichtdicke bezogene höhe-
re nutzbare Feldstärke. Grund dafür sind dünner ausgeführte Schichtdicken,
wodurch sich zwei- bis sechsmal höhere Schaltfrequenzen ergeben. Heuti-
ge PWM-Taktfrequenzen liegen bspw. bei 50 kHz mit deutlich reduzierten
Schaltverlusten um bis zu 50 % [Lask23; Gees20; Merk14]. Das Strom-Derating
fällt deutlich geringer aus. Diese SiC-Umrichter werden bisher unter anderem
für Traktionsanwendungen in der Elektromobilität und im Bahnwesen als
auch in der Photovoltaik-Technologie eingesetzt [Lask23; Frau23a]. Prakti-
scher Vorteil der SiC-Umrichtertechnologie ist die platzsparende Ausführung.
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Ein bedeutender Nachteil der SiC-Technologie sind die steilen Spannungs-
flanken hoher Amplituden beim Schaltvorgang, welche neue Anforderungen
an die Isolierung zur Erhöhung der Durchschlagfestigkeit und des Isolati-
onswiderstands stellen. Mit Vorschaltinduktivitäten in Form von Drosseln
oder mit LCR-Filtern kann die Trägheit im elektrischen Kreis erhöht werden
[Hame21]. Allerdings können sich je Schaltvorgang sehr hohe Spannungsspit-
zen ausbilden, die sich auf Dauer nachteilig auf die Isolation des Wicklungs-
systems auswirken und zu Phasenschlüssen führen können. Im ungünstigen
Fall überlagern sich aufgrund der Trägheit im elektrischen Kreis der Aus-
schwingvorgang eines vorhergehenden Schaltvorgangs mit dem bereits nach-
folgenden Schaltvorgang. Auch Reflektionseffekte des sich wellenförmig aus-
breitenden Spannungspotentials an den Klemmen der Motorleitung tragen
zu Spannungsspitzen bei. Die Wärmeverluste der SiC-Umrichter sind durch
eine Flüssigkeitskühlung aus dem kompakten Systemaufbau aktiv abzufüh-
ren. In der Werkzeugmaschinenbranche sind sie noch nicht im Einsatz, bie-
ten aber für Hochdrehzahlanwendungen, Antrieben mit geringer Induktivität
in der q-Achse und Antrieben mit ausgeprägten Feldschwäche- bzw. Fluss-
absenkungsbereichen, als auch zur Erhöhung des Gesamtwirkungsgrads des
Antriebssystems, neue Potenziale.
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In diesem Kapitel werden zunächst die Zielsetzung sowie die existierenden
Problemstellungen aus dem Stand der Technik und hierzu potenzielle Lö-
sungsmöglichkeiten diskutiert. Anschließend erfolgt die Formulierung der For-
schungsfragestellungen mit den Forschungshypothesen. An die Beschreibung
der Vorgehensweise und Gliederung dieser Arbeit schließt sich zum Schluss
die Auslegung des Referenz-Motorspindelsystems an.

4.1 Zielsetzung

Die Zielsetzung dieser Arbeit ist es, ein kompaktes, schnelldrehendes Mo-
torspindelsystem mit einer Festlagerung in starrer Anstellung und verlust-
armen Synchronreluktanzmotor (<<-(SynRM)->>) für die Anwendung in
hochdynamischen Mehrachsbearbeitungen - z. B. in Schwenkköpfen von Bear-
beitungszentren und Industrierobotern zur Zerspanung auszulegen und expe-
rimentell zu untersuchen. Werden gängig für Hochfrequenzspindeln federange-
stellte Loslagerungen mit Schiebe- oder Gleitsitz bzw. Kugelführungsbuchsen
eingesetzt, so soll in dieser Arbeit explizit das Potenzial zur Reduzierung der
Komponenten- und Ausfallwahrscheinlichkeit als auch Steigerung der dyna-
mischen Steifigkeit des Spindel-Lager-Systems untersucht werden. Mit diesem
Spindelsystem wird die Arbeitshypothese erforscht, dass sich energieeffiziente
Motorspindelsysteme für die Hochgeschwindigkeitsbearbeitung mit Festlage-
rung in starrer Anstellung realisieren lassen. Und weiter, dass sich das gesam-
te Motorspindelkonzept im Vergleich zu einer Motorspindel mit elastischer
Lageranstellung positiv auf das statische und dynamische Betriebsverhalten
auswirkt und schließlich zur Steigerung der Fertigungsgenauigkeit durch ein
vermindertes axiales Spindelnasenwachstum beiträgt. Bestätigt sich diese Ar-
beitshypothese, läge darin ein bedeutender Entwicklungserfolg, denn sie wür-
de einen Beitrag erbringen zur neuartigen, kostengünstigen und energieeffizi-
enten Realisierung von Motorspindelsystemen erforscht zu haben, welche die
heutigen und zukünftigen Anforderungen an moderne Bearbeitungsprozesse
erfüllen können.
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4.2 Lösungskonzeption und Aufgabenstellung
4.2.1 Problemstellungen zur technischen Realisierbarkeit des

angestrebten Motorspindelsystems

Die Probleme im Zusammenhang mit der elastischen Lageranstellung ei-
nes Spindel-Lager-Systems sind vielfältig. Die Loslagerausführung mit Fe-
deranstellung besitzt einen axialen Freiheitsgrad relativ geringer Steifigkeit
im Vergleich zu den Wälzlagersteifigkeiten. Damit liegt ein Zwei-Massen-
Schwinger mit zwei axialen Eigenfrequenzen vor. Zusätzlich existiert ein mi-
nimales Spiel in der radialen Passung im Schiebesitz zwischen Lageraußen-
ring oder Gleitbuchse und Lagertopf. Dieses Spiel begünstigt hochdynami-
sche, radiale Schwingungsanteile an der hinteren Lagerstelle. Dies kann auf-
grund dynamischer Lasten eine Verkürzung der nominellen Lagerlebensdauer
nach sich ziehen. Des Weiteren kann es bei Mangelschmierung im Schiebesitz
oder in der Paarung Gleitbuchse und hinterem Lagerschild zum sogenannten
Stick-Slip-Effekt kommen. Dieser Stick-Slip-Effekt stellt einen wiederkehren-
den Wechsel zwischen Haft- und Gleitreibung im Mischreibungsbereich der
Stribeck-Kurve bei kleinen Gleitgeschwindigkeiten dar. Ein weiterer Effekt
mit ähnlichen Ausprägungen ist der sogenannte Schubladeneffekt, welcher ein
mechanisches Klemmen des Lageraußenrings bzw. der Gleitbuchse im hinte-
ren Lagerschild bedeutet. Ausgelöst werden kann der Effekt durch ein wirken-
des Drehmoment oder eine außermittige, axiale Kraft infolge der axialen Spin-
delverlagerung. Eine weitere Problemstellung der elastischen Lagerung ist,
dass die Steifigkeit des Lagersystems mit der Drehzahl und der thermischen
Effekte abnimmt. Grund hierfür sind sich ändernde Kontaktverhältnisse zwi-
schen Wälzkörper und Lageraußenring und -innenring. Durch die Steifigkeits-
abnahme sinken im Betrieb die Eigenfrequenzen des Spindel-Lager-Systems.
Dies ist als ungünstig in Bezug auf die erste kritische Biegeeigenfrequenz zu
bewerten, wenn sie dadurch sehr nahe an den Betriebsdrehzahlbereich heran-
rückt. In der Folge steigen die dynamischen Wälzlagerbelastungen aufgrund
zunehmender Schwinggeschwindigkeiten. Anders ausgedrückt bedeutet dies,
dass die elastische Lageranstellung den Betriebsdrehzahlbereich durch die-
sen Effekt einschränkt. Letztlich ergeben sich Nachteile in der Fertigung zum
Beispiel bei der Ausführung hochgenauer Schiebesitze und der Auswahl hoch-
genauer Spindellager als auch bei der Fertigung zusätzlicher Bauteile im Fall
der Gleitbuchse oder Kugelführung mit offener Führungsbuchse als Kugelkä-
fig. Der Montageaufwand ist durch die Verwendung zusätzlicher Bauteile er-
höht. Dies wirkt sich gleichfalls im Servicefall der Motorspindel aufgrund eines
defekten Bauteils aus. Zur Realisierung einer Loslagerung mit gleichem Ef-
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fekt der Kompensation der axialen, thermisch bedingten Längenveränderung
der Spindel können Zylinderrollenlager unter Berücksichtigung der zulässigen
Drehzahlkennwerte eingesetzt werden. Die Herausforderung hierbei ist, die
Zylinderrollenlager exakt einzubauen, um den optimalen Lauf der Wälzkör-
per unter definierter radialer Vorspannung sicherzustellen. Außerdem können
Zylinderrollenlager keine axialen Kräfte aufnehmen, weshalb sie in Motor-
spindeln nur selten verwendet werden. Eine zusätzliche Lagerstelle ist daher
zur Realisierung eines hohen Stützabstands für Lager in O-Anordnung häufig
nötig.
Die im Kapitel 2 Motivation und 3 Stand der Technik dargestellten Anfor-
derungen an Motorspindelsysteme und Probleme bei Ausführung der Los-
lagerfunktion mit Schiebesitz oder Kugelführungsbuchse sind technisch und
wirtschaftlich so bedeutend, dass Lösungen entwickelt wurden und den Stand
der Technik dahingehend ergänzen. Die Nachteile dieser Lösungen werden
nachfolgend zusammenfassend aufgezeigt.

4.2.2 Problemstellungen und Nachteile in Bezug auf
Lösungsansätze nach Stand der Technik

Problem: Thermisch, axiale Längenänderung in den Arbeitsraum
hinein.
Das thermisch bedingte axiale Spindelwellenwachstum ist problematisch vor
dem Hintergrund des negativen Einflusses auf die Fertigungsgenauigkeit des
Motorspindelsystems. Zur Lösung des Problems werden steuerungsseitige ther-
mische Kompensationsverfahren implementiert oder es wird auf eine in der
Spindelwelle integrierte Kühlung zurückgegriffen. Die Nachteile sind einer-
seits der konstruktive Integrationsaufwand und andererseits der Fertigungs-
aufwand für die Kühlkanäle sowie der Bedarf zusätzlicher Peripheriegeräte
zur Bereitstellung und Überwachung des Kühlmittelstroms. Eine weitere Lö-
sung stellt die Verwendung von kohlefaserverstärkten Kunststoffen als Spin-
delwellenwerkstoff dar. Bei entsprechender Auswahl des Fasermaterials, des
Harzsystems, des Wicklungswinkels und des schichtweisen Aufbaus des La-
minats kann eine thermische axiale Ausdehnung vermieden werden. Dabei
wird die Eigenschaft des orthotropen Verbundwerkstoffs mit einem sehr ge-
ringen thermischen Wärmeausdehnungskoeffizienten in Faserrichtung ausge-
nutzt. Folglich wird eine optimale Wirkung mit einem idealen Faserwickel-
winkel von 0 ◦ erzielt. Nachteile dieser Lösungen sind zum einen die hohe
Parameteranzahl zur optimierten Auslegung des Spindelwellensystems, nach
wie vor industriell existierende Unsicherheiten in der Verwendung von CFK
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als Produktionswerkstoff im Werkzeugmaschinenbau und der Fertigungsauf-
wand mit dem Bedarf an speziellen Fertigungsmitteln.
Problem: Abfallende Steifigkeit mit der Drehzahl und thermischem
Einfluss.
Um die negativen Effekte der abfallenden Steifigkeit und damit absinkenden
Eigenfrequenzen in Abhängigkeit von der Drehzahl und des thermischen Ein-
flusses zu kompensieren, haben sich verschiedene Lösungen herausgebildet,
welche zum Teil in Abhängigkeit von den Fertigungsprozessen angewendet
werden. Eine Lösung ist der Einsatz einer elastischen Lageranstellung, welche
in ihrer Elastizität einstellbar ist. Der Hersteller GMN entwickelte in Zusam-
menarbeit mit dem WZL der RWTH Aachen eine Motorspindel mit hy-
droviskoser Dämpfung [GMN 16]. Nachteilig ist, dass ein Hydraulikaggregat
sowie aufwändige und kostspielige medienführenden Kanäle und Leitungen
umgesetzt werden müssen. Eine andere Lösung sieht den Einsatz von elek-
trisch ansteuerbaren Piezoaktoren vor, welche am Umfang der Wälzlagerung
axial oder auch radial angeordnet sein können. Zentraler Nachteil dieser Lö-
sung ist, dass durch das Einbringen der Piezoaktoren zunächst die Steifigkeit
der Konstruktion sinkt und durch den Einsatz der aktiven Beschaltung der
Abfall kompensiert wird, nicht aber der gewünschte Effekt der Steifigkeitser-
höhung über das zu vergleichende Maß hinaus erzielt wird. Um insbesonde-
re dem thermischen Einfluss entgegenzuwirken, können thermisch aktivierte
Materialien, wie zum Beispiel Formgedächtnislegierungen eingesetzt werden.
Hierbei kommt es auf eine spezielle Konstruktion der Legierungselemente an,
um in Abhängigkeit der Wärmeeinwirkung eine axial abgestimmte Verlage-
rung des Wälzlageraußenrings gegenüber dem Wälzlagerinnenring hervorzu-
rufen. Eine Sonderlösung stellt die Verwendung einer einzigen Festlagerung
dar. Das Prinzip dieses Lagerverbunds basiert auf dem fest gegeneinander
verspannten Einbau von Schrägkugellagern in O-Anordnung. Die Funktion
ist nur dann einwandfrei gegeben, wenn der axiale Abstand zwischen den La-
gerstellen anhand axial eingeschliffener Zwischenhülsen zur Beeinflussung der
Lagervorspannkraft eingestellt wird. Es handelt sich um einen thermisch kom-
pensierten Lagerabstand, wenn sich die Senkrechten zu den Druckwinkellinien
der gegenüberliegenden Wälzlager in einem Punkt zwischen der vorderen und
hinteren Lagerstelle auf der Spindelrotationsachse schneiden. Mit diesem La-
gerungsprinzip können die Drehzahl und thermisch bedingte Einflüsse auf
die axiale und radiale Lagervorspannung auf ein Minimum reduziert werden.
In dieser Bauweise führt die axiale Wärmeausdehnung der Spindelwelle zu
einer Steifigkeitsabnahme, welche durch die radiale Wärmeausdehnung und
die radial wirkende Zentrifugalkraft nahezu vollständig kompensiert wird.
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Ein Nachteil dieser Lagerungsart ist, dass der thermisch kompensierte Lager-
abstand in der Regel geringer als die Länge des elektrischen Einbaumotors
ist. Aus diesem Grund wird die starr angestellte Festlagerung nur bei extern
angetriebenen Spindeln eingesetzt oder bei Spindeln mit Positionierung des
Einbaumotors hinter der zweiten Lagerstelle und einer davon unabhängigen,
dritten Loslagerstelle. Konstruktiv ist bei letzterer Lösung darauf zu achten,
dass die infolge der elektrischen Verluste des Antriebs entstehende Wärme
nach hinten abgeführt wird. Nachteilig ist, dass der Drehzahlkennwert für
diesen Lagerverbund mit Öl-Luft-Schmierung etwa bei n · dm = 2,0 · 106

mm/min liegt. Der Drehzahlkennwert von Spindel-Lager-Systemen mit elas-
tischer Anstellung ist größer und beträgt n · dm = 2,5 · 106 mm/min. Sol-
che Spindelsysteme werden beispielsweise im Holzbau, für Schleifspindeln, in
der Werkstattfertigung, für Drehspindeln oder zur Realisierung kompakter
Bauräume im Arbeitsbereich bei hinten liegendem Antrieb verwendet.

4.2.3 Lösungsansätze

Zur Erfüllung der Zielsetzung lassen sich im Wesentlichen vier unterschied-
liche Konzepte identifizieren. Ihnen gemein ist, dass sie prinzipielle Lösungs-
möglichkeiten für die Umsetzung einer starr angestellten Festlagerung in Mo-
torspindeln repräsentieren. Jedoch gehen einige der aufgezählten Nachteile
mit den Lösungsansätzen einher.

Lösungsmöglichkeit: Spindelwellenkühlung

Die Wellenkühlung wurde bereits als Möglichkeit zur Problemlösung im Zu-
sammenhang mit einer elastischen Lageranstellung beschrieben, um die ther-
mischen axialen Längenänderungen der Spindel im kalkulierten Rahmen ein-
zustellen. Bei entsprechender Auslegung könnte sie auch als Lösungsmöglich-
keit zur Realisierung einer Festlagerung mit starrer Anstellung in Betracht
gezogen werden. Da diese Lösung den Stand der Technik widerspiegelt und
technische Nachteile hinsichtlich des Realisierungsaufwands und der Dicht-
heit sowie Lebensdauer der Drehdurchführung aufweist, wird dieser Lösungs-
ansatz nicht verfolgt.

Lösungsmöglichkeit: Thermische Regelung der Motorspindel

Eine weitere Möglichkeit kehrt das Prinzip der Spindelwellenkühlung um.
Die Idee ist, statt der Kühlung der Spindelwelle, eine thermische Regulierung
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des Spindelgehäuses. Das Grundprinzip ist die thermische Nachführung des
Spindelgehäuses zur thermischen Ausdehnung der Spindelwelle. Das Ziel ist
insbesondere den Vorspannungsverlust der starr angestellten Lagerung durch
die axiale Wärmeausdehnung der Spindel mittels Wärmeausdehnung des Ge-
häuses auszugleichen. Um das zu realisieren, sind im Vorhinein verschiedene
Aspekte zu betrachten. Für eine thermische Regelung kommen verschiedene
Regelgrößen bzw. Führungsgrößen in Betracht. So könnte beispielsweise die
Temperatur an den Lagerstellen geregelt werden oder die relative axiale Ver-
lagerung zwischen Spindelwelle und Gehäuse im Bereich der Spindelnase oder
aber mittels modellbasierter Betrachtung auch die Lagerbeanspruchung. Als
Stellgrößen kommen beispielsweise die Vorlauftemperatur sowie der Volumen-
strom zu Einstellung des Kühlmittels und auch die Antriebsströme infrage.
In einer Kombination dieser Größen ließe sich die Motorspindel gehäuseseitig
gezielt kühlen oder beheizen. Diese Lösung ist nicht Stand der Technik und
wird prinzipiell als Lösungsmöglichkeit vorgeschlagen. Die Motorspindel wird
damit Teil eines aktiv zu regelnden Regelkreises, welches eine Regelalgorith-
mik und Steuerungshardware erfordert. Diese muss seitens des Werkzeugma-
schinenherstellers akzeptiert und zusätzlich in den Schaltschrank sowie die
Gesamtsteuerung der Maschine integriert werden. Dies stellt insbesondere
für Zulieferer von Motorspindeln eine Herausforderung dar, weshalb dieses
Konzept nicht verfolgt wird.

Lösungsmöglichkeit: Ausdehnungsbehinderung durch geringen
Wärmeausdehnungskoeffizienten des Werkstoffs.

Eine weitere Idee der Realisierung einer starr angestellten Lagerung basiert
auf der Verwendung eines Spindelwellenwerkstoffs mit geringem Ausdehnungs-
koeffizienten. Zwar könnte wie bereits erwähnt auf die orthotropen und ther-
mischen Eigenschaften eines Faserkunststoffverbundes zurückgegriffen wer-
den, jedoch kommt dies aufgrund der erwähnten Hemmnisse nicht infrage.
Daher wird die Verwendung von sogenannten Ausdehnungslegierungen mit
deutlich verringertem Wärmeausdehnungskoeffizienten im Vergleich zu her-
kömmlichen Spindelwellenwerkstoffen aus Stahl vorgeschlagen. Der Grundge-
danke der Idee ist, die axiale Distanz zwischen den Schnittpunkten der Senk-
rechten der Drucklinien mit der Spindelrotationsachse, welche sich aus der
Verwendung des elektrischen Antriebs ergibt, auszugleichen. Diese bauraum-
bedingte Distanz plus die Distanz aus der thermischen Wärmeausdehnung
darf nicht größer sein als die Distanz der thermischen Wärmeausdehnung bei
Auslegung eines thermisch kompensierten Lagerabstands. Um die Distanz
aus der thermischen Wärmeausdehnung möglichst gering zu halten, wird ein
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Antriebskonzept benötigt, welches möglichst geringe elektrische Verluste auf-
weist. Hier erweist sich die Synchronreluktanztechnologie als zielführendes
Motorprinzip.

Lösungsmöglichkeit: Verwendung eines nachgiebigen Werkstoffs zur
Gestaltung von Lagervorspannhülsen

Eine Lösungsvariante stellt die Verwendung eines nachgiebigen Werkstoffs
zur Gestaltung einer Art Lagervorspannbüchse dar. Das Funktionsprinzip ist
dem einer elastischen Lageranstellung zwar nachempfunden, jedoch sollen nur
minimale axiale und radiale Verschiebungen des Lageraußenrings gegenüber
dem Lagerinnenring im Bereich bis zu einem hundertstel Mikrometer ausge-
glichen werden. Hierbei unterscheidet sich das Prinzip durch die geringfügig
nachgiebigeren Umgebungsbauteile, sodass die Gesamtsteifigkeit des Spindel
Lagersystemen im Idealfall kaum nachlässt. Vorzuschlagen sind Materialien
aus Faserverbunden mit orthotropen mechanischen und thermischen Eigen-
schaften, thermisch stabile Elastomere oder speziell ausgelegte und konstru-
ierte Bauteile z. B. mittels additiver Fertigungsverfahren. Auch der Einsatz
thermisch aktivierter Formgedächtnislegierungen zur passiven Adaptierung
der Vorspannung sind denkbar. Durch dieses Prinzip werden die infolge der
thermischen Ausdehnung induzierten Kräfte über eine axiale bzw. radiale Ver-
schiebung des Lageraußenrings ausgeglichen, wobei kein eigentlicher axialer
Freiheitsgrad existiert, da der Lageraußenring stets beidseitig axial abgestützt
und geführt wird. Damit werden dynamische Kräfte aus dem Prozess direkt
aufgenommen und im besten Fall über einstellbare Dämpfungseigenschaften
Schwingungsenergie dissipiert. Die thermischen, als sich quasistatisch aus-
wirkenden mechanischen Kräfte werden in eine elastische Bauteilverformung
transformiert. Diese Konzepte sind prinzipiell bekannt. Herausforderungen
liegen in der genauen Abstimmung der Vorspannelemente und dem zusätz-
lich erforderlichen Bauraum. Nachteilig ist, dass es sich nach wie vor um ein
elastisch angestelltes Lagerungskonzept mit einem nötigen Schiebesitz am
Loslager handelt. Diese Lösungsmöglichkeit wird daher nicht verfolgt.

4.2.4 Aufgabenstellung

Die dargestellten Potenziale zum Einsatz von Synchronreluktanzmotoren in
Motorspindeln in der Arbeit von Sielaff und die genannten Problemstellun-
gen mit den bisher bekannten Lösungsansätzen führen zur Konkretisierung
der Aufgabenstellung dieser Arbeit. Es gilt die existierenden Zielkonflikte in
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der Teilsystembetrachtung und in der Gesamtsystemauslegung zu erkennen
und vor dem Hintergrund der Anforderungen zu lösen. Die Darstellung in Ab-
bildung 4.1 veranschaulicht die Interdependenzen zwischen den betrachteten
Teilsystemen in dieser Arbeit.

Abbildung 4.1: Interaktion der Teilsysteme des betrachteten Motorspindel-
systems

Die Aufgabenstellung umfasst zur Realisierung des neuartigen starr angestell-
ten, schnelldrehenden Motorspindelsystems mit Synchronreluktanzmotor im
Besonderen die Untersuchung der vier Forschungsfragen:

1. Wie muss ein Motorspindelkonzept bestehend aus Synchronreluktanz-
motor, starrer Lageranstellung und Ausdehnungslegierung als Spindel-
wellenwerkstoff ausgelegt werden, um eine Verbesserung gegenüber dem
Stand der Technik hinsichtlich Energieeffizienz, geringe thermisch indu-
zierte Verlagerung und hoher dynamischer Steifigkeit erzielen zu kön-
nen?

2. Welche festigkeitssteigernden Maßnahmen schnelldrehender Synchron-
reluktanzantriebe sind technisch für die Anwendungen in Motorspin-
deln konzipierbar? Wie erfolgen der Vergleich und die Umsetzung der
ausgewählten Maßnahme?

3. Wie lassen sich Ausdehnungslegierungen verarbeiten, um sie als Spin-
delwellenwerkstoffe einsetzen zu können?

4. Welche praktischen Herausforderungen ergeben sich beim Einsatz von
Synchronreluktanzmotoren in Motorspindeln für Hochdrehzahlanwen-
dungen und wie wird ihnen begegnet?
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Aus den Forschungsfragen lassen sich die folgenden Arbeitshypothesen als
Lösungsansätze formulieren, die im Einzelnen durch experimentelle Untersu-
chungen verifiziert werden sollen.
Zu 1.: Das neuartige Motorspindelkonzept mit starrer Lageranstellung:

• weist eine höhere dynamische Steifigkeit gegenüber dem Stand der Tech-
nik konventioneller Motorspindelsysteme auf. Die axiale Eigenform des
Spindel-Lager-Systems wird durch die erste Drehzahlordnung nicht im
Drehzahlbereich zu Schwingungen in der axialen Eigenfrequenz ange-
regt. Die Schwingungsberuhigung führt zu einer höheren Laufruhe und
Rundlaufgenauigkeit,

• ist aufgrund der geringen elektrischen Verluste des Synchronreluktan-
zantriebs überhaupt erst realisierbar,

• besitzt eine geringe thermische axiale Verlagerung wie Motorspindeln
mit CFK oder Spindelwelleninnenkühlung.

Zu 2.: Die festigkeitssteigernde Maßnahme durch axiales Verpressen des Ro-
torblechpakets führt zur gewünschten Aufweitungsbehinderung des Rotorau-
ßendurchmessers und ermöglicht maximale Drehzahlen bis 30 000 U/min.
Zu 3.: Das Randschichthärten durch Nitrocarburieren der weichmagnetischen
Ausdehnungslegierung Ni42 führt zur Einstellung der gewünschten Material-
eigenschaften im Randbereich der Montageflächen der Wälzlagerung, des Ro-
tors und des Hohlschaftkegels an der Welleninnenkontur. Damit ist die Ein-
satztauglichkeit als Spindelwellenwerkstoff nachgewiesen.
Zu 4.: Die Herausforderungen lassen sich im Zuge einer Gesamtsystembe-
trachtung des Antriebsstrangs aus Umrichtersystem und Spindelsystem lö-
sen. Ein breiter Einsatz der Technologie in der Praxis wird zukünftig möglich
werden,

1. wenn die Statorwicklung auf den maximalen Gerätestrom, den Bau-
raum, die zulässigen Induktivitäten in Abhängigkeit der maximalen
Umrichterspannung bei hohen Drehzahlen abgestimmt wird,

2. ein möglichst geringes Strom-Derating bei gleichzeitig hohen Taktfre-
quenzen der Pulsweitenmodulation, z. B. durch Anwendung von SiC-
Umrichtern der neusten Technologie unter Berücksichtigung der Aus-
bildung von Spannungsspitzen, und

3. verlustminimale Betriebs- und Temperierungsstrategien zusätzlich in
Betracht gezogen werden.
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4.3 Vorgehensweise und Aufbau der Arbeit

Die Vorgehensweise zur Realisierung des schnelldrehenden Motorspindelsys-
tems mit Synchronreluktanzmotor und starrer Lageranstellung umfasst neben
der Auslegung des Spindel-Lagersystems auch die des Synchronreluktanzan-
triebs für die Hochdrehzahlanwendung und die wechselseitige mechanische
und thermische Beeinflussung. Die Vorgehensweise folgt der Auslegungsme-
thodik nach Sielaff und orientiert sich an der Methodik nach VDI-Richtlinie
2221 Blatt 1 [VDI2221-1] sowie an der Literatur zur Auslegung und Berech-
nung von Spindel-Lagersystemen nach SKF [SKF 12; SKF 14], Schaeffler
(FAG) [FAG18; Scha19], MESYS [MESY22]. Zur Beherrschung der Zielkon-
flikte und Abstimmung der Themengebiete Motorelemente, Spindel-Lager-
System und Temperaturverhalten wird ein Konzept nach dem Simultaneous
Engineering (SE) mit vorheriger Definition der Schnittstellen zwischen den
Auslegungsteilschritten verfolgt. Dies ermöglicht das flexible Aufgreifen von
synchronisierten Teilsystemen in einem parallelen Arbeitsablauf und die ite-
rative Anpassung des Gesamtsystems. SE unterstützt nach Definition von
Groth und Kammel die Produkt-, Prozess und Produktionsmittelentwick-
lung eines technischen Produkts und integriert die beteiligten Unternehmens-
bereiche in einer eng abgestimmten parallelen Arbeitsweise [Grot94]. Vorteile
ergeben sich in der frühzeitigen Abstimmung und Kompromissfindung bzgl.
kritischer Aspekte in der technischen Gestaltung. Aufwendige, zeit- und kos-
tenintensive Nacharbeiten werden vermieden. Dies ist ein wichtiger Aspekt in
der Realisierung den Stand der Technik übertreffende, komplexe, technische
Systeme im Rahmen von Forschungsarbeiten mit industriellen Partnern. De-
ren Aufgabe ist die Fertigung und Montage des Demonstrators. Das in dieser
Arbeit entwickelte und erforschte Motorspindelsystem ist ein Demonstrator
zur simulativen und experimentellen Untersuchung der Forschungsfragen. Die
Fertigungs- und Prozessentwicklung wird weitestgehend nicht betrachtet. Der
Aufbau der weiteren Arbeit gliedert sich wie folgt. Die Vorgehensweise ist in
Abbildung 4.2 als sequentielles Ablaufdiagramm in Anlehnung an die Kapi-
telstruktur dargestellt.
Auslegung des Synchronreluktanzantriebs, Kapitel 5
Im ersten Schritt wird in Kapitel 5 die Auslegung des Synchronreluktanzan-
triebs beschrieben. Sie erfolgt in iterativer Abfolge mit dem ersten Abschnitt
des Kapitels 6 zur Gestaltung des konstruktiven Entwurfs der Motorspindel.
Dies schließt die analytische Berechnung des Entwurfdesigns, die numerisch-
elektrische Anpassung sowie die numerisch-mechanische Anpassung des Ent-
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wurfs ein. Das Betriebsverhalten des Synchronreluktanzmotors wird mittels
numerisch identifizierter Längs- und Querinduktivitäten simuliert.
Auslegung des Spindel-Lager-Systems, Kapitel 6
In Kapitel 6 erfolgt die gegenüberstellende Auslegung des Spindel-Lager-
Systems sowohl der Motorspindel mit elastischer als auch mit starrer Anstel-
lung. Es werden beide Systeme hinsichtlich der Wälzlagerkinematik und des
resultierenden dynamischen Betriebsverhaltens im warmen Zustand vergli-
chen. Besonderes Augenmerk wird auf die Feinauslegung der Presspassungen
der Lagersitze und des elektrischen Rotors unter Fliehkraft und Tempera-
tureinfluss gelegt. Abschließend ist der Ausblick auf die zu erwartende sta-
tionäre Temperaturverteilung der Motorspindel mit starrer Lageranstellung
und Synchronreluktanzmotor anhand einer gekoppelten, multiphysikalischen
Simulation zur Berücksichtigung von Temperatureinflüssen, Wärmeausdeh-
nungen und sich verändernder Verlustanteile in der Motorspindel gegeben.
Thermische Modellierung, Kapitel 7
Nach der Auslegung des starr angestellten Spindel-Lager-Systems muss dieses
hinsichtlich der im ersten Schritt angenommenen Betriebstemperaturen simu-
lativ validiert werden. Ansonsten ist die Lagerauslegung iterativ anzupassen.
Die thermische Analyse erfolgt in Kapitel 7 anhand einer Finite-Elemente-
Analyse für den thermisch stationären Betriebszustand. Methodisch wird eine
iterative Co-Simulation zwischen dem Lagerauslegungsprogramm und dem
thermischen Simulationsprogramm vorgenommen.
Experimentelle Untersuchungen, Kapitel 8
In Kapitel 8 werden beide Motorspindeln hinsichtlich ihres thermischen und
statischen sowie dynamischen Betriebsverhaltens untersucht, verglichen und
die Modelle der Auslegung validiert. Hierzu erfolgt die Systemidentifikation
des Synchronreluktanzmotors zur Induktivitätsermittlung, die Analyse der
Lagerverlustleistung im Auslaufversuch, die Bewertung des Schwingverhal-
tens anhand von Rundlaufmessungen und der Ordnungsanalyse. Zur Bewer-
tung der thermischen Verhaltens werden sowohl die Temperaturverteilung in-
klusive der Spindelwellentemperaturen, der Temperaturgradienten zwischen
Lagerinnen- und außenringen, als auch die axiale Verlagerung der Plananlage
betrachtet.
Zusammenfassung und Ausblick, Kapitel 9
Die vorliegende Arbeit schließt mit einer Zusammenfassung der zentralen Er-
gebnisse und der Darstellung weiterer Ansatzpunkte zur Optimierung schnell-
drehender, energieeffizienter Motorspindelsysteme und derer Lagerung ab.
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Die experimentellen Ergebnisse im Abgleich mit dem thermischen Simulati-
onsmodell aus 6 geben den Anlass zur Verbesserung des thermisch-bedingten
Betriebsverhaltens und Erhöhung der Energieeffizienz in der einschließenden
Systembetrachtung des Kühlaggregats durch eine betriebspunktabhängige
Regelung der Kühlleistung bzw. der Wälzlagerbeanspruchung vorzuschlagen.
Der Nutzen liegt in der positiven Beeinflussung des Kaltstartverhaltens, der
axialen Wärmeausdehnung und der Wälzlagerlebensdauer. Letztlich ermög-
licht die modellbasierte, betriebspunktabhängige Regelung eine umfassende
Zustandsüberwachung der Motorspindel.

Abbildung 4.2: Vorgehensweise in Anlehnung an die Kapitelstruktur
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4.4 Anforderungsdefinition
Wie in Kapitel 2 dargestellt existiert ein zunehmender Marktbedarf an kom-
pakten HSC-Spindelsystemen geringer Systemkosten. Das Spindelsystem soll
einfach und robust ausgeführt sein. Des Weiteren werden gleiche Anforde-
rungen hinsichtlich der Produktivität und Bearbeitungsqualität wie an mark-
terprobte Motorspindeln gestellt. Der Fokus in der Arbeit von Sielaff auf
Frässpindeln für Universalbearbeitungszentren in der Werkstattfertigung bis
zu einem maximalen Drehzahl- und Leistungsbereich im S1-Dauerbetrieb von
16 000 U/min und 40 kW. Motorspindeln für die HSC-Bearbeitung, wie sie für
die Anwendung im Werkzeug- und Formenbau charakteristisch sind, weisen
einen maximalen S1-Leistungsbereich von bis zu 45 kW bei Drehzahlen zwi-
schen 20 000 U/min und 60 000 U/min auf. Daraus leiten sich die Spezifikatio-
nen an Drehmoment, Drehzahl, Rundlaufgenauigkeit, Spindelnasenwachstum
sowie statischer und dynamischer Steifigkeit ab. Schließlich soll das Motor-
spindelsystem energieeffizienter und ressourcenschonender durch die Verwen-
dung des Synchronreluktanzmotors mit Verzicht auf Seltenerdmagnete sein.
Im Zusammenhang steht die Anforderung das thermische Verhalten durch
einen verminderten Kühlleistungsbedarf und ein insgesamt verbessertes Ther-
momanagement in der Motorspindel zu optimieren. Dies hat einen direkten
Einfluss auf die Realisierbarkeit einer starren Lageranstellung in Tandem-
O-Tandem-Anordnung mit integriertem Motor. Die sich daraus ableitenden
Spezifikationen sind in der Tabelle 4.1 zusammengefasst.

4.5 Erstellung des Designentwurfs
In diesem Abschnitt erfolgt die Betrachtung des Referenz-Motorspindelsystems
mit konventioneller elastischer Lageranstellung über ein Federpaket mit Gleit-
führungsbuchse. Hierzu gehört die Lagerauswahl und Dimensionierung der
Geometrie der Spindelwelle in Verbindung mit der Bauraumgeometrie des
SynRM. Das neuartige Spindel-Lager-System mit starrer Lageranstellung und
SynRM wird in Kapitel 6 ausgelegt.
Der initiale Designentwurf der Motorspindel wird vom beteiligten Motorspin-
delhersteller zu Entwicklungszwecken zur Verfügung gestellt. Die maximale
Drehzahlanforderung definiert die Höhe der dynamischen Steifigkeit hinsicht-
lich der Lage der ersten biegekritischen Eigenfrequenz der Spindelwelle. Der
Entwurf der Spindelwelle hinsichtlich des Wellendurchmessers im Bereich der
vorderen Lagersitze leitet sich aus der Spezifikation der Werkzeugschnittstel-
le, der äußeren ertragbaren Belastung, der maximalen Drehzahlanforderung



102 4 Zielsetzung und Vorgehensweise

Tabelle 4.1: Anforderungsliste

Prozessdaten Anforderungen Wertangaben
Art Phase Soll-Erfüllung

J K Bearbeitung: Motorspindel für die Fräs- und
Bohrbearbeitung

J K Bearbeitung: Maximale Radialkraft 600 N
J K Bearbeitung: Maximale axiale Zugkraft 1500 N
J K Lageranordnung: starr angestelltes Festlager in

Tandem-O-Tandem mit integriertem Motor
J K Werkzeugschnittstelle: HSK-A50
J K Automatisches Werkzeugspannsystem
J K Motorelement: Synchronreluktanzmotor
J K Kühlung: Wasser-Mantelkühlung
J K Motormesssystem: Inkrementeller

Zahnrad-Drehgeber
F E Aufnahmedurchmesser ≤ 200 mm
F E Effektive Eisenlänge des SynRM ≤ 180 mm
F E Max. Rotoraußendurchmesser des SynRM ≤ 85 mm
F E Bemessungsdrehzahl nn ≥ 5000 U/min
F E Max. Drehzahl nmax 30 000 U/min
F E Bemessungsspannung (Phase-Phase) ≤ 380 V
F E Bemessungsstrom (Strang) ≤ 175 Aeff
F E S1-Drehmoment bei nn ≥ 30 Nm
F E S1-Drehmoment bei nmax ≥ 10 Nm
F E Möglichst großer S1-Konstantleistungsbereich

für ≥ nn

≥ 30 kW

F E Leistungsfaktor cos(ϕ) ≥ 0,6
F A Drehmomentwelligkeit (Angabe in %) ≤ 5
F A Wirkungsgrad SynRM im Teillastbereich

größer oder gleich wie SynRM von Sielaff
≥ 90 %

F A Wirkungsgrad Antriebssystem nach
[DIN61800-9-2]

IES2

F A Rundlaufgenauigkeit im Leerlauf mit
Werkzeug an der Plananlage

≤ 5µm

F A Schwinggeschwindigkeit an beiden Lagerstellen
in radialer Richtung im gesamten
Drehzahlbereich im Leerlauf am
Motorspindelprüfstand für neu in Betrieb
genommene rotierende Maschinen nach
[ISOTR17243-1], siehe auch [DIN20816-3]

≤ 1,12 mm/s

Anforderungsart: J/N-Unbedingt, F-tolerierte Festforderung, W-Wunsch;
Phasen: K-Konzept, E-Entwurf, A-Ausarbeitung
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sowie der Lagerverfügbarkeit nach Katalog ab. Für eine möglichst hohe dyna-
mische Steifigkeit der Spindelwelle wird ein maximal möglicher Wellenaußen-
durchmesser im Bereich des Rotors angestrebt. Der Durchmesser der Spindel-
welle an der hinteren Lagerstelle ist definiert durch die Montagevorgabe des
Rotors auf der Spindelwelle durch thermisches Aufschrumpfen sowie die ma-
ximale Drehzahlanforderung. Für die Montage des Rotors muss der Fügeweg
möglichst kurz sein, weshalb sich die hintere Lagerstelle über einen Wellen-
absatz mit geringerem Außendurchmesser anschließt. Die Innenkontur der
Spindelwelle ist durch die Werkzeugschnittstelle und die Spezifikation eines
am Markt verfügbaren Spannelements für das Lösen und Spannen des Werk-
zeugs vorgegeben. Die Vorgabe des geometrisch vereinfachten Spindelgehäu-
ses dient zur Berücksichtigung einer Gehäusesteifigkeit bei der Berechnung
der kritischen Frequenzen. Der Rotor wird als Zusatzmasse mit geometrisch
abgeleiteten Massenträgheiten berücksichtigt. Der initiale Designentwurf als
Referenzmodell ist in Abbildung 4.5 links oben dargestellt. Die Vorspannkraft
in Höhe von 1575 N der Lagerung wird mittels Federn auf die Gleitführungs-
büchse aufgebracht. Die Auslegung der Vorspannkraft ist im Abschnitt A.3
erläutert. Zur Spindel-Lager-Berechnung wird die Software MESYS Wel-
lenberechnung© der MESYS AG verwendet.

4.5.1 Auswahl der Wälzlager

Spindelsysteme mit einer Lagerung in Tandem-O-Tandem-Anordnung werden
mit Schrägkugellagern ausgeführt [Weck06, S. 408]. Da es sich laut Anforde-
rungsspezifikation um eine Anwendung hoher Präzision und Drehzahl han-
delt, werden Hochpräzisionskugellager in der Spezialausführung als schnell-
laufende Spindellager mit hoher Toleranzklasse P4A bzw. P4S ausgesucht. In
der HSC-Bearbeitung steht weniger die Tragfähigkeit der Lager im Vorder-
grund, sondern der zulässige Drehzahlkennwert für eine ausgewählte Schmie-
rungsart, die Systemsteifigkeit und der Bauraum. Die Spezifikationen der
Werkzeugschnittstelle HSK-A50 führt typischerweise für Hochfrequenzspin-
deln auf einen Lagerinnendurchmesser an der vorderen Lagerstelle von 55 mm
bis 65 mm. Unter Berücksichtigung eines Sicherheitsfaktors von ∼ 1,2 wird
mit einer maximalen Drehzahl von 35 000 U/min gerechnet. Daher wird von
einem Drehzahlkennwert zur Lagerauswahl im Bereich von> 2,3·106 mm/min
ausgegangen. Es ist zu beachten, dass für Lagersätze die erreichbare Dreh-
zahl je nach Anzahl der Lager und Anordnung abnimmt. In Produktkata-
logen sind entsprechende Reduktionsfaktoren zu berücksichtigen [SKF 14, S.
192]. Für federbelastete Tandemsätze kann ein Drehzahlreduktionsfaktor von
0,9 angesetzt werden. Für Hochdrehzahlanwendungen stehen unterschiedliche
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Lagerbaureihen prinzipiell zur Auswahl zur Verfügung. Sie unterscheiden sich
in der Dimensionierung des Einbauraums und der Belastbarkeit des Einzel-
lagers. Die in Frage kommenden Lagerbaureihen sind:

• Reihe 718 - ultraleichte Ausführung,
• Reihe 719 - extrem leichte Ausführung,
• Reihe 70 - leichte Ausführung und
• Reihe 72 - robuste Ausführung.

Die Reihen 70 und 72 sind für geringere Drehzahlkennwerte und höhere
Belastungen gebräuchlich und werden nicht in Spindelsystemen zur HSC-
Bearbeitung eingesetzt. Die Lagerreihen 718 und 719 sind für eine hohe Stei-
figkeit ausgelegt. Bei Betrachtung der Gegenüberstellung der Drehzahleig-
nung in Abhängigkeit der Schmierungsarten Fettschmierung oder Öl-Luft-
Schmierung gemäß [SKF 14, S. 40, 42] fällt die Auswahl auf die Lagerreihe
719 mit Öl-Luft-Schmierung. Für die Auswahl eines geeigneten Druckwinkels
ist zwischen der erreichbaren Drehzahl und der Lagersteifigkeit bzw. dessen
axiale und radiale Belastbarkeit abzuwägen. Es gilt, dass mit zunehmendem
Berührungswinkel die axiale Tragfähigkeit steigt. Jedoch nimmt die erreichba-
re Drehzahl umgekehrt proportional ab und die radiale Steifigkeit sinkt [SKF
14, S. 30, S. 130]. Mit der Anforderung an die Konzeption des Spindelsystems
für Fräs- und Bohrbearbeitungen, wird eine entsprechende axiale Lagervor-
spannung und damit eine kombinierte radiale und axiale Tragfähigkeit ge-
fordert. Die Auswahl fällt im Vergleich eines Wälzlagerherstellers neben dem
Angebot an 15 ◦ (C) und 18 ◦ (F) auf Lager mit einem Nenn-Druckwinkel
von 25 ◦ (AC). Für die HSC-Bearbeitung eignet sich die Hochgeschwindig-
keitsausführung nach SKF Form E mit für die Öl-Luft-Schmierung seitlich
offener Lager [SKF 14, S. 129]. Diese verfügt gegenüber anderen Ausfüh-
rungsformen mit Nachsetzzeichen B oder D über eine vergleichsweise große
Schmiegung, dadurch verminderte Lagerreibung und im Vergleich der Einzel-
lager über die größten Drehzahlkennwerte [SKF 14, S. 29]. Außerdem ist die
Anzahl der Wälzkörper bei mittleremWälzkörperdurchmesser höher, weshalb
sich die Ausführungsform E für sehr große Drehzahlen bei mittleren Belas-
tungen anbietet. Aus der Entwurfsgestaltung mit dem vorderen Lagerinnen-
durchmesser von 55 mm folgt nach Katalog ein Lageraußendurchmesser von
80 mm. Die Drehzahleignung des Hybridlagers mit Keramikkugeln liegt bei
Öl-Luft-Schmierung bei 38 000 U/min. Der Vorteil der Keramikkugeln liegt
in der vergleichsweise geringen Zunahme der Vorspannung unter Drehzahl.
Die vollständige Lagerbezeichnung lautet 71911 ACE/HCP4A. Der Drehzahl-
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kennwert des vorderen Lagerpaares liegt bei maximaler Betriebsdrehzahl von
30 000 U/min bei n · dm = 2,03 · 106 mm/min.
Das hintere Tandem-Lagerpaar wird nach gleichen Gesichtspunkten ausge-
wählt. Der Wellenaußendurchmesser des zweiten Lagersitzes beträgt 50 mm.
Wichtig ist die gleichmäßige Beanspruchung des vorderen und hinteren La-
gerpaares im Betrieb, da die Vorspannkraft auf beide Lagerstellen wirkt. Dies
wird erreicht, wenn sich die Tragfähigkeit des hinteren Lagerpaares an der des
vorderen Lagerpaares orientiert. Maßgebend ist die Angabe zur statischen
Tragzahl im Wälzlagerkatalog. Sie sollte größer als das Produkt aus der sta-
tischen Tragsicherheit und der äquivalenten statischen Lagerbelastung sein,
um dauerhafte Verformungen im Lager zu vermeiden [SKF 14, S. 36]. Die
vordere Lagerauswahl besitzt eine statische Tragzahl von 10,2 kN [SKF 14,
S. 222]. Nach Betrachtung von Schrägkugellager-Katalogen fällt die Auswahl
auf das Lager HCB71910-E-T-P4S von Schaeffler (FAG) mit der stati-
schen Tragzahl von 10,8 kN und einer Grenzdrehzahl bei Öl-Luft-Schmierung
von 36 000 U/min [FAG18, S. 168 f.]. Der Lageraußendurchmesser beträgt
72 mm. Der Drehzahlkennwert des hinteren Lagerpaares liegt bei maximaler
Betriebsdrehzahl von 30 000 U/min bei n · dm = 1,83 · 106 mm/min.
Das vordere und hintere Tandem-Lagerpaar sind für den satzweisen Einbau
vorgesehen. Herstellerseitig wird die Breite der Lager innerhalb einer beson-
ders engen Toleranz abgestimmt. Dies unterstützt eine gleichmäßige Lastver-
teilung auf die Lager. Die Hersteller SKF und Schaeffler (FAG) geben
dies mit dem Nachsetzzeichen GA bzw. UL an. Zur Feinabstimmung der
Lastverteilung auf das Lagerpaar der vorderen und hinteren Lagerstelle un-
ter Drehzahl- und Temperatureinwirkung können zusätzlich Abstandsringe
eingesetzt werden. Zwingend erforderlich sind sie jedoch zwischen Lagern in
Tandem-Anordnung nicht [SKF 14, S. 166]. Abstandsringe können nicht nur
zur Abstimmung der Vorspannung dienen, sondern werden zur Ölzuführung
und verbesserten Wärmeableitung zum Gehäuse eingesetzt [SKF 14, S. 167].
Über die Breite des Abstandsrings kann eine Verbesserung der Stützwirkung
erzielt werden. Die Breite sollte hierzu mindestens der Breite eines Einzella-
gers entsprechen [GMN 23c].

4.5.2 Definition des Lastfalls

Zur Berechnung und Bewertung des Spindel-Lager-Systems hinsichtlich der
Größe der ersten biegekritischen Eigenfrequenz der Spindelwelle, wird eine
Erwärmung auf Betriebstemperatur angenommen. Die Temperaturen orien-
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tieren sich an den experimentellen Untersuchungsergebnissen von Sielaff in
[Siel17, S. 133 ff.].

Tabelle 4.2: Lastfall für den thermisch stationären Betriebszustand für
schnelldrehende SynRM in Anlehnung an [Siel17, S. 133 ff.]

Komponente Lastfall Drehzahl
in U/min

Temperatur
in ◦C

Spindelwelle Betrieb 35 000 80
Gleitführungsbüchse Betrieb 0 50
Gehäuse Betrieb 0 40
Umgebung Betrieb 0 20

4.5.3 Abschätzung der ersten biegekritischen Drehzahl des
Designentwurfs

Motorspindeln werden allgemein als starre Rotoren ausgelegt. Die interna-
tionale Norm DIN ISO 21940-11 (vormals DIN ISO 1940-1:2004-04) definiert
starre Rotoren [DIN21940-11]. Markert erläutert, dass starre Rotoren nur
die Starrkörpereigenfrequenzen besitzen. Bei vorhandener Unwucht nehmen
die Lagerkräfte daher mit der Drehzahl quadratisch zu, wohingegen sie bei
elastischen Rotoren bis zur Resonanz in der Biegeeigenfrequenz erst langsam
und dann stark ansteigen und überkritisch bis auf ein konstanten Niveau ab-
fallen, siehe Abbildung 4.3. Dies hängt mit der Steifigkeit des Spindellager-
Systems k zusammen. Beim elastischen Rotor sind die Lagerkräfte propor-
tional zur Auslenkung des Wellendurchstoßpunktes rwε: |Fε| = k |rwε|. Beim
starren Rotor ist die Steifigkeit quasi unendlich groß und die unwuchterzwun-
genen Wellenauslenkungen gehen gegen null. Es verbleibt die Unwuchtkraft,
welche auf das Lagersystem radial nach außen wirkt. [Mark15, S. 118]
Da der Anstieg der Lagerkräfte im Resonanzfall praktisch häufig unzulässig
groß wäre und erhebliche Schäden nach sich ziehen würde, gibt es Empfeh-
lungen für den prozentualen Abstand von dieser ersten biegekritischen Reso-
nanz im Gleichlauf. Der Vorteil starrer Rotoren ist, dass sie sich praktikabel
mit gängigen Methoden und Software in zwei Ebenen auswuchten lassen.
Markert gibt für die gültige Annahme eines starren Rotors mit einer maxi-
malen Betriebsdrehzahl von 50 % seiner ersten biegekritischen Drehzahl an.
Dies ist in der Praxis für schnelllaufende, leistungsstarke Antriebe mit inte-
griertem Elektromotor i. d. R. technisch nicht umsetzbar. In der Praxis, und
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Abbildung 4.3: Lagerkräfte bei starrer und elastischer Spindelwelle; Abbil-
dung aus [Mark15, S. 118]

laut Anwenderschulung zur Spindel- und Wellenberechnungssoftware Bea-
rinX von Schaeffler, hat sich ein Prozentbereich von 60 % bis maximal
80 % etabliert. Für die HSC-SynRM-MSP resultiert für eine maximale Be-
triebsdrehzahl von 30 000 U/min eine erforderliche biegekritische Auslegungs-
Solldrehzahl von 37 500 U/min bei einem Prozentwert von 80 % und sollte
idealerweise 42 857 U/min bei 70 % betragen. Die Berechnung mit dem Last-
fall aus Abschnitt 4.5.2 und dem initialen Designentwurf aus Abschnitt 4.5
führt auf das Ergebnis der kritischen Drehzahlen wie in Abbildung 4.5 links
unten dargestellt. Die erste biegekritische Drehzahl im Gleichlauf beträgt
32 036 U/min und ist damit kleiner als die Auslegungs-Solldrehzahl.

4.5.4 Optimierung des Designentwurfs

Um die erste biegekritische Drehzahl zu erhöhen, werden verschiedene geo-
metrische Varianten berechnet. Dabei ist entscheidend, welcher Geometrie-
parameter welchen Effekt auf die Erhöhung der radialen Biegeeigenfrequenz
des Spindel-Lager-Systems hat. Um dies zu veranschaulichen, wird ein ana-
lytisches Modell erstellt, welches auf dem Laval-Rotor in isotroper elastischer
Lagerung mit unterschiedlichen Lagersteifigkeiten an der vorderen Lagerstel-
le A und der hinteren Lagerstelle B beruht. Die Herleitung des analytischen
Modells zur Abschätzung der biegekritischen Eigenfrequenz ist im Anhang
A.4 nachzuvollziehen. Neben der geometrischen Anpassungsvariation ist zu
berücksichtigen, dass diese im Zielkonflikt mit der Anforderung der elektro-
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motorischen Leistungserfüllung steht. Entsprechend sei an dieser Stelle auf die
iterativ erstellten Designentwürfe der SynRM in 5.4 verwiesen, um jeweils zu
überprüfen, ob die geforderte Drehmoment- und Leistungsdichte erzielt wer-
den kann. Die Berechnungsergebnisse der geometrischen Designvariation des
Spindel-Lager-Systems sind in Abbildung 4.4 dargestellt. Die Parameter der
effektiven Eisenlänge des Elektromotors lFe, der Außendurchmesser der Spin-
delwelle bzw. der Rotorinnendurchmesser DW sowie die Länge der Spindel-
welle hinter dem zweiten Lager der Lagerstelle A werden variiert. Der Zentral-
punkt der Versuchsplanung ist definiert durch lFe = 140 mm, DW = 55 mm
und lA = 80 mm. Für eine Variation werden alle anderen Parameter konstant
gehalten. Die gestrichelte Linie kennzeichnet die ideale kritische Solldrehzahl.

Abbildung 4.4: Analytische Berechnungsergebnisse zur Untersuchung der Pa-
rametereffekte auf die erste biegekritische Drehzahl

Den Ergebnissen zufolge ist die Ausführung mit lFe = 140 mm, DW = 55 mm
und lA = 70 mm eine realistisch umsetzbare Variante. Die resultierende ers-
te biegekritische Drehzahl läge abgeschätzt bei 41 204 U/min. Sie bedeutet
im Vergleich zum initialen Designentwurf eine Verkürzung der effektiven Ei-
senlänge lFe um 40 mm und eine Verkürzung des Abstands zwischen Lager
2 und SynRM um 10 mm. Eine Vergrößerung des Rotorinnendurchmessers
würde die Drehmomentdichte wesentlich verringern und stellt aufgrund der
Festforderung eines maximalen Außendurchmessers der Spindelaufnahme und
damit des Stators keine Möglichkeit zur Anpassung dar. Die Analyse der Ef-



4.5 Erstellung des Designentwurfs 109

fektstärke belegt, dass die Veränderung der Spindelwellenlänge im Bereich
des Elektromotors den größten Effekt auf die Erhöhung der ersten biegekriti-
schen Drehzahl hat. Werden bspw. die Parameter ausgehend vom ermittelten
optimalen Punkt um je 10 % erhöht oder erniedrigt, so steigt die erste biege-
kritische Drehzahl für lFe um 9,8 %, für DW um 7,6 % und für lA um 3,8 %.
Der optimierte Designentwurf ist in Abbildung 4.5 rechts oben dargestellt. Die
berechneten kritischen Frequenzen lassen sich aus dem Campbell-Diagramm
in Abbildung 4.5 rechts unten ablesen. Die erste biegekritische Drehzahl der
HSC-SynRM-MSP mit elastischer Lageranstellung liegt bei 38 768 U/min im
Gleichlauf. Eine weitere Optimierung würde die leistungstechnische Umset-
zung der Motoranforderungen gefährden. Aus diesem Grund wird auf weitere
geometrische Anpassungen verzichtet. Der Prozentanteil der maximalen Be-
triebsdrehzahl an der biegekritischen Drehzahl beträgt 77 %.

Abbildung 4.5: Gegenüberstellung des initialen (links) und optimierten
(rechts) Designentwurfs mit Campbell-Diagramm im Lastfall
Betrieb





5 Auslegung des
Synchronreluktanzantriebs

5.1 Einführung - Bezugssysteme und
Modellbildung

5.1.1 Bezugssysteme elektrischer Maschinen

Die mathematische Beschreibung elektrischer Maschinen erfolgt stets im zwei-
dimensionalen, rotorfesten Koordinatensystem. Betrachtet werden 3-phasige
Drehfeldwicklungen mit um 120◦ elektrisch zueinander verschobenen Wick-
lungssträngen, die wiederum jeweils mit 120◦ zueinander phasenverschobe-
nen, sinusförmigen Grundwellenspannungen gespeist werden. Aus dem so
abgeleiteten dreisträngigen, ortsfesten Stator-Bezugskoordinatensystem, kön-
nen beliebige Raumzeiger in das zweiphasige, rotorfeste Bezugssystem trans-
formiert werden, siehe Abbildung 5.1 [Teig13].

Abbildung 5.1: Bezugssysteme zur Modellbeschreibung elektrischer Maschi-
nen; Abbildung aus [Siel17, S. 176]
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Die Umrechnung des dreiphasigen statorfesten abc-Koordinatensystems in
das zweiphasige dq-Koordinatensystem erfolgt mit der Park-Transformation
und für die Rücktransformation mit der Inversen:xd

xq
x0

 = 2
3

 cos (θel) cos (θel − 120◦) cos (θel + 120◦)
− sin (θel) − sin (θel − 120◦) − sin (θel + 120◦)
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2
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2

xa
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
(5.1)xa

xb
xc

 =

 cos (θel) − sin (θel) 1
cos (θel − 120◦) − sin (θel − 120◦) 1
cos (θel + 120◦) − sin (θel + 120◦) 1

xd
xq
x0

 (5.2)

Darin ist θel der elektrische Verdrehwinkel des Rotors ggü. dem Stator, wel-
cher sich aus der elektrischen Kreisfrequenz ergibt: θel = ωelt. Dieser wird
messtechnisch aus dem Drehwinkelgeber ermittelt oder kann aus Für eine
gültige Transformation müssen die Scheinleistungen invariant sein. Infolge-
dessen sind gemäß Herleitung nach [Bind12, S. 996 f.] für die Gleichheit
der Strangstromwerte in beiden Bezugssystemen die Spannungen um den
Faktor 3/2 im Zweiphasensystem größer. In der Literatur finden sich auch
Parktransformationen mit einem Skalierungsfaktor von

√
2/3, was eine sym-

metrische Transformation darstellt. Ein symmetrisches Dreiphasensystem ist
leistungsinvariant und die Summe der drei Phasenströme gleich null. Diese
Transformationsbeziehung ist essenziell für die Vektorregelung von elektri-
schen Maschinen, da sie die zeitlich veränderlichen drei Wechselgrößen in
zwei Gleichgrößen überführt.

5.1.2 Modellgleichungen der SynRM

Auf die Ausführung der Modellbildung der SynRM wird an dieser Stelle ver-
zichtet, weil sie aus der Literatur bereits hinreichend bekannt und detailliert
beschrieben ist.1 Da sich diese Arbeit an den Ausführungen der Disserta-
tion von Sielaff orientiert, sei auf das Kapitel 5 Modellbildung und Be-
triebsverhalten seiner Dissertation verwiesen [Siel17, S. 39]. Hier sind zum
Verständnis die wichtigsten Gleichungen im zweiphasigen, rotorfesten Koor-
dinatensystem genannt. Grundlage einer jeden Modellbeschreibung von elek-
trischen Maschinen ist das einphasige Ersatzschaltbild. Anhand der Kirch-
hoff’schen Maschenregel lässt sich die Spannungsgleichung für den komple-
xen Raumzeiger aufstellen. Für den Real- und den Imaginärteil ergibt sich

1siehe [Betz92a], [Schr09], [Mogh11]
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jeweils eine Spannungsgleichung mit einer erkennbaren Kopplung der ortsfes-
ten dq-Raumrichtungen. Für die weiteren Betrachtungen gelten die folgenden
Anmerkungen:

• Die Größen sind zeitabhängig. Auf eine Darstellung der Zeitabhängig-
keit in den Gleichungen wird verzichtet.

• Der Ständerwiderstand RS ist temperaturabhängig. Er wird als kon-
stant angenommen und aufgrund seiner geringen Größe, und damit des
niedrigen Spannungsabfalls im Vergleich zum Spannungsabfall über die
verketteten Flüsse der Induktivitäten und Permanentmagnete, häufig
vernachlässigt.

• Die sich aus der zeitlichen Ableitung der verketteten Flüsse in d- und q-
Richtung ergebenden partiellen Ableitungen der Induktivitäten werden
als absolute oder auch statische bzw. stationäre Selbstinduktivitäten
bezeichnet. Die partiellen Ableitungen der verketteten Flüsse nach den
Stromkomponenten werden als differentielle bzw. dynamische Induk-
tivitäten oder auch als Kreuzkopplungsinduktivitäten bezeichnet. Sie
stellen keine physikalische Größe dar. Für die mathematisch linearisierte
Beschreibung des Betriebsverhaltens in einem stationären Arbeitspunkt
werden sie vernachlässigt. Ausführliche Erläuterungen sind in [Kell12]
nachzulesen.

• Die Induktivitäten sind abhängig von den Strömen in der Längs- und
Querachse des rotorfesten Bezugssystems. Sättigung und Kreuzkopp-
lungseffekte infolge der Stromerregung werden berücksichtigt.

Damit lauten die Spannungsgleichungen für die SynRM

Ud = RSId + dΨd
dt − ωelΨq, (5.3)

Uq = RSIq + dΨq
dt + ωelΨd (5.4)

mit den verketteten Flüssen

Ψd(Id, Iq) = Ld(Id, Iq)Id, (5.5)
Ψq(Id, Iq) = Lq(Id, Iq)Iq. (5.6)
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Durch Einsetzen der Gleichungen (5.5) und (5.6) in die Gleichungen (5.3) und
(5.4) ergibt sich:2

Ud = RSId − ωelL
(I)
q Iq (5.7)

Uq = RSIq + ωelL
(I)
d Id. (5.8)

Das Drehmoment der elektrischen Maschine berechnet sich aus der im Luft-
spalt gespeicherten magnetischen Energie bei äußerer dreiphasiger Durchflu-
tung. Das integral über den am Rotoraußendurchmesser vorliegenden tan-
gentialen Zugspannungen liefert das innere elektrische Drehmoment der Ma-
schine. Dies lässt sich mathematisch als Vektorprodukt aus Strom und ver-
kettetem Fluss multipliziert mit der Polpaarzahl Zp und dem Faktor 3/2
beschreiben:

Mel = 3
2Zp (ΨS × IS) = 3

2 (ΨdIq −ΨqId) (5.9)

= 3
2Zp

(
L

(I)
d − L

(I)
q

)
IdIq. (5.10)

Auf den Rotor bzw. die Spindelwelle mit montiertem, elektrischem Rotor wir-
ken darüber hinaus das aus der umgebenden Luft und den Lagern resultieren-
de ReibmomentMR, das LastmomentML aus dem Bearbeitungsprozess oder
einer Lastanwendung - z. B. am Prüfstand -, sowie das aus der Beschleuni-
gung resultierende Drehmoment der Massenträgheit Θp. Der Momentensatz
um die Rotationsachse liefert die differentielle Drehmomentgleichung:

Θpω̇mech = Mel −MR −ML. (5.11)

5.1.3 Elektrische Verluste in SynRM

Allgemein fallen in elektrischen Maschinen Leistungsverluste im Bereich des
Stators und Rotors an. Diese führen zum Eintrag eines Wärmestroms, wel-
cher durch die Motorkühlung abgeführt werden muss. Die elektrischen Ver-
luste minimieren die mechanische Ausgangsleistung. Der elektrische, innere
Wirkungsgrad der elektrischen Maschine berechnet sich zu:

ηel = Pme,el
Pel

= Pel − PV,el
Pel

(5.12)

2L
(I)
q = Lq(Id, Iq)
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Die elektrischen Verluste lassen sich unterteilen in ohmsche Verluste und Um-
magnetisierungsverluste. Nach dem Modell der Verlustseparation von Ber-
totti können die Ummagnetisierungsverluste in Hysterese-, Wirbelstrom-
und Zusatzverluste aufgeteilt werden [Bert84]:

PV,el = PV,Cu + PV,Hy + PV,Wb + PV,Ex (5.13)

Über den Widerständen der m Strangwicklungen eines elektrischen Antriebs
fällt eine Spannung ab, welche sich als Produkt mit dem Strangstrom als
ohmsche Verluste - auch als Stromwärmeverluste bezeichnet - darstellt:

PV,Cu = m · UR · IS = m ·RS · I2
S (5.14)

Die frequenzunabhängigen ohmschen Verluste sind abhängig vom Werkstoff,
Länge und Querschnitt des Wickeldrahtes sowie implizit von der Tempera-
tur. Darüber hinaus gibt es frequenzabhängige Anteile der ohmschen Ver-
luste, welche als Skin-Effekt und Proximity-Effekt bekannt sind und in allen
stromleitenden Materialien auftreten. Als Skin-Effekt wird das Verhalten der
Stromverdrängung mit höherer Frequenz zu den Randbereichen eines Drahtes
beschrieben. Dadurch verringert sich der effektiv stromleitende Querschnitt,
weshalb zur Verringerung des Effekts in Wicklungen kleinere Drahtdurchmes-
ser und eine höhere Anzahl an Drähten verwendet werden. Dies steht jedoch
im Zielkonflikt mit dem Proximity-Effekt, welcher die Beeinträchtigung des
Stromflusses im Draht durch hervorgerufene Magnetfelder benachbarter Lei-
ter bei Speisung mit Wechselstrom aufgrund von frequenzabhängigen Wirbel-
strömen beschreibt. Dies limitiert die Anzahl paralleler Drähte in einer Spule
[Kazi14]. Ohmsche Verluste sind bei Asynchronmaschinen und fremderreg-
ten Synchronmaschinen auch im Rotor vorhanden, weshalb die Rotorwellen
hohe Betriebstemperaturen annehmen, was sich letztlich limitierend auf den
Wirkungsgrad der Maschine auswirkt. Die SynRM besitzt keine Stromwärme-
verluste im Rotor. Die Temperaturabhängigkeit des elektrischen Widerstands
eines Werkstoffs berechnet sich im Allgemeinen durch die Näherungsfunktion
mit der Bezugstemperatur T0 und dem Temperaturkoeffizienten αT0 [Zhan18,
S. 22]:

RS(T ) = RS(T0) · (1 + αT0 · (T − T0)) . (5.15)

Die Ummagnetisierungsverluste sind frequenzabhängige Verluste und werden
insbesondere durch höhere Harmonische der Speisefrequenz und parasitäre
Effekte in der Statorwicklung und in den Blechrandbereichen sowie durch die
Rotor- und Statornutung zusätzlich hervorgerufen. Die Verluste treten in den
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Werkstoffen des magnetisierten Eisenkreises einer elektrischen Maschine auf.
In der Literatur lassen sich nach Zhang im Wesentlichen drei Modellierungs-
ansätze unterscheiden [Zhan18]:

1. Mathematische Hysteresemodelle,3

2. Steinmetz-Modell nach [Stei92] und darauf aufbauende, reduzierte
xSE-Modelle mit den spezifischen Ummagnetisierungsverlusten PV,Fe,sp:

PV,Fe/mFe = PV,Fe,sp = CHy fS B̂
α + CWb f

2
S B̂

2, (5.16)

3. Modelle der Verlustseparation nach [Bert88]:

PV,Fe/mFe = PV,Fe,sp = CHy fS B̂
2+CWb f

2
S B̂

2+CEx f
1,5
S B̂1,5. (5.17)

In den Gleichungen (5.16) und (5.17) ist fS die Speisefrequenz des Stromes
und B̂ die Schwingamplitude der magnetischen Flussdichte des Wechselfelds.
Im Folgenden wird nur auf die allgemeine Darstellung des Modells der Verlust-
separation nach Bertotti eingegangen, weil es physikalische Vorgänge der
Hysterese berücksichtigt und den aktuellsten Stand der Technik laut [Zhan18]
repräsentiert.
Hystereseverluste PV,Hy (engl.: hysteresis losses) entstehen im Blechpaket des
Stators und Rotors. Im Fall der ideal sinusförmigen Speisung und synchro-
ner Drehzahl liegt im PMSM-, IPMSM und SynRM-Rotor idealisiert eine
statische Magnetisierung vor. Im Stator treten die Hystereseverluste durch
das rotierende Feld auf. Ursache für die Hystereseverluste sind durch Än-
derungen des magnetischen Flusses bewirkte Umstellungen der sogenannten
Weiss’schen Bezirke auf kristalliner Ebene. Diese bei Speisung mit Wech-
selspannung auftretende ständige mikroskopische Ummagnetisierung erfolgt
zyklisch entlang der B-H-Hystereseschleife der Polarisations-Charakteristik
des ferromagnetischen Werkstoffs. Je größer das Flächenintegral der Hyste-
reseschleife ist, desto höher fallen die Hystereseverluste aus.
Die Wirbelstromverluste PV,Wb (engl.: eddy current losses) werden gemäß In-
duktionsgesetz durch von Magnetfeldänderungen hervorgerufene Spannungs-
differenzen im elektrisch leitfähigen Werkstoff hervorgerufen. Es bildet sich
ein kreisförmiger in sich geschlossener Stromkreis senkrecht zur Magnetfeld-
ausprägung aus, weshalb in elektrischen Maschinen Pakete aus dünnen Ble-

3vgl. z. B. Preisach-Modell [Prei35], Jiles-Atherton-Modell [Jile86] und Bertotti-
Modell [Bert92]
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chen eingesetzt werden, um die Ausbreitung der vornehmlich axial verlau-
fenden Wirbelströme zu vermindern. Über dem spezifischen ohmschen Wi-
derstand des Werkstoffs fallen somit hochfrequente Stromwärmeverluste an.
Wirbelströme treten auch in Permanentmagnetmaterialien und damit im Ro-
tor von PMSM auf. Daneben sind sie in weichmagnetischen Werkstoffen für
z. B. Trägerhülsen für Permanentmagnete in SPMSM oder bei entsprechender
Tiefeneinwirkung und schmaler Rotorjochausführung in weichmagnetischen
Rotorwellen zu finden. Die resultierende Erwärmung im Permanentmagneten
führt zur Abnahme der magnetischen Polarisation, wodurch das Drehmoment
der PMSM abgeschwächt wird. Die im äußersten Fall auftretende Entma-
gnetisierung von PMSM-Rotoren bei Temperaturen oberhalb der werkstoff-
abhängigen maximalen Dauertemperatur ist ein bekannter Schadensfall von
PMSM.
Die Zusatzverluste PV,Ex (engl.: excess losses) entstehen aufgrund von kristal-
linen Domänenvorgängen [Bert84]. Sie resultieren u. a. aus Oberwelleneffekten
der modulierten Umrichterspeisung in Abhängigkeit der Zwischenkreisspan-
nung, der Taktfrequenz und Arbeitsweise des Frequenzumrichters [Epsk20].
Bei ideal sinusförmiger Speisung werden sie durch die treppenförmige Felder-
regerkurve im Luftspalt, Sättigungseffekte des Blechwerkstoffs und die Fluss-
pulsation durch das Wechselspiel der Rotor- und Statornutung hervorgerufen.
Sie treten insbesondere an den Blechrandbereichen auf und stellen letztlich
ebenfalls Wirbelstromverluste dar. Sie sind jedoch nur aufwendig messbar und
werden daher häufig vernachlässigt. Die DIN VDE 0530 schlägt bspw. eine
Berücksichtigung der Zusatzverluste mit 0,5 % der S1-Bemessungsleistung vor
[Gier98, S. 265]. In der numerischen Feldberechnung bestimmt die Steuerung
der Zeitschrittweite die Abtastung in der transienten Simulation und damit
die Berechnungsgenauigkeit der Zusatzverluste bei sinusförmiger Speisung.
Ferner können sie durch eine nicht-sinusförmige, getaktete Speisespannung
abgebildet werden. Hierfür bietet es sich an, relevante Frequenzanteile mit
ihren Amplituden aus einem messtechnisch aufgenommenen Frequenzspek-
trum der Speisespannung für die numerische Vorgabe zu berücksichtigen.
Der Berechnungsaufwand und die Berechnungszeit nehmen exponentiell zu
[Epsk20].
Die Verlustberechnung der SynRM erfolgt mittels des numerischen Berech-
nungsprogramms für elektromagnetische Feldberechnungen ANSYS Max-
well®. In Maxwell wird der Modellansatz der Verlustseparation verwen-
det und zusätzlich noch ein Gleichstromanteil-Koeffizient Cdc angenommen.
Daraus resultiert wiederum die Ansatzgleichung nach Steinmetz mit α = 2,
wobei in dieser Arbeit zunächst die magnetostatische Betrachtung mit har-
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monischen Randbedingungen bei sinusförmiger Speisung erfolgt, um die qua-
litativen Verlustanteile in der numerischen Entwurfsoptimierung zu verglei-
chen. Folglich werden die Zusatzverluste vernachlässigt. Es ergibt sich für die
quantitative Verlustabschätzung der SynRM im Entwurf:

PV,Fe,sp = CHy fS B̂
2 + CWb f

2
S B̂

2 (5.18)

Die Steinmetz-Formel in dieser Darstellung gilt nur für eine sinusförmige
Speisung mit der Stromgrundwelle. Die Koeffizienten CHy und CWb bestim-
men sich aus den Messergebnissen zur Bestimmung der Ummagnetisierungs-
verluste weichmagnetischer Werkstoffe gemäß DIN EN 60404-2 unter Ver-
wendung des Epsteinrahmens sowie DIN EN 60404-3 mittels Tafelmessgerät.
Für NO20HS ergeben sich die mittleren, auf die Masse bezogenen spezifischen
Verlustkoeffizienten aus den Verlustkurven im Anhang A.7 in Abbildung A.9
zu CHy = 0,02258 W

kg und CWb = 2,754 · 10−5 W
kg [Siel17, S. 112].

Zur Modellierung des Einflusses von Ummagnetisierungsverlusten auf das Be-
triebsverhalten von SynRM und PMSM platzieren [Xu91], [Betz92b] und
[Kim98] einen Ersatzwiderstand parallel zur Induktivität im jeweiligen Er-
satzschaltbild der d- bzw. q-Achse. Sielaff nutzt dieses Verfahren und stellt
ein Modell zur Bestimmung der Ummagnetisierungsverlustparameter aus Ver-
lustmessungen an der realen SynRM auf [Siel17, S. 131 f.]. In Analogie zum
iterativen Steuerverfahren MTPA können die identifizierten Verlustparame-
ter zur Auswahl optimierter dq-Strompaare mit minimalen Verlusten in je-
dem Betriebspunkt genutzt werden. Der verlustminimale Betrieb als alter-
native Betriebsstrategie reduziert die im Flussabsenkungsbereich der SynRM
dominierenden Ummagnetisierungsverluste aufgrund der Bereitstellung eines
leicht erhöhten Strombetrags bei erhöhtem Stromwinkel, wodurch der Betrag
der Flussverkettung durch einen verminderten d-Strom bei im Betriebspunkt
vorliegenden Induktivitätsverhältnis insgesamt reduziert wird. Allerdings be-
trägt die Anhebung des Wirkungsgrads maximal 2%-Punkte bei sehr gerin-
gem Drehmoment im Teillastbereich, wodurch der Aufwand für die Verlust-
parameteridentifikation in Abhängigkeit der zu erwartenden Zeitanteile des
Betriebs der SynRM in diesen Betriebspunkten abgewogen werden muss.

5.2 Auslegungskriterien für SynRM
Sielaff gibt in Kapitel 6 Systemauslegung und -optimierung eine detaillier-
te Beschreibung der Auslegung und Berechnung von SynRM mit Bezug zu
Motorspindeln an [Siel17, S. 55 ff.]. Es sei angemerkt, dass der Autor der vor-
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liegenden Arbeit als wissenschaftliche Hilfskraft Sielaff in der Entwicklung
des analytischen Auslegungsprogramms für SynRM unterstützt hat. In dieser
Arbeit sei daher nur eine Zusammenfassung der wichtigsten Auslegungskri-
terien genannt. Nach Müller und Ponick umfasst die Auslegung die Über-
führung der Anforderungen in eine geometrische Gestaltung und Abmessung
der elektromagnetischen Bauteile des Magnetkreises und der Statorwicklung
[Müll08].
Das Leistungsvermögen der SynRM ist abhängig von der erzielbaren geome-
trischen Anisotropie in den dq-Hauptachsen des Rotors und ist beschrieben
durch die Differenz der Induktivitäten (Ld−Lq) in Gleichung (5.9). Die Ziel-
stellung lautet also diese Differenz zu maximieren. In der Folge kann der
Strom zur Erzielung eines geforderten Drehmoments geringer ausfallen. Dies
ist wichtig für die thermische Auswirkung in Motorspindeln. Gleichzeitig muss
das Induktivitätsverhältnis

ξI = LI
d

LI
q
> 0 (5.19)

möglichst groß sein, um den Leistungsfaktor cos(ϕ) im Zuge des geregel-
ten Betriebsverhaltens zu maximieren [Betz92a; Mats93]. Das Induktivitäts-
verhältnis ist für SynRM aufgrund der Hauptachsenorientierung mit der d-
Achse entlang der elektromagnetischen Hauptflussrichtung größer als null und
nimmt realistische Werte zwischen 2 bis 5 an [Siel17]. Die Feldschwächbarkeit
der SynRM hängt stark vom Induktivitätsverhältnis ab. So zeigt Betz, dass
mit zunehmendem ξ das Potenzial zur Flussabsenkung zunimmt. Es resultiert
eine Feldschwächbarkeit als Faktor der Nenndrehzahl bei MTPA-Strategie
(engl.: Maximum Torque per Ampere) von 1,5 bei ξ ≈ 3 bis 2,5 bei ξ ≈ 5
[Betz91]. Auch die Ausprägung des für Motorspindelanwendungen wichtigen
Konstantleistungsbereichs ist davon abhängig. So kann bis zu einem Verhält-
nis von ξ ≈ 5 die Drehzahl bis knapp 1,3 · nn in der Betriebsstrategie MPF
(engl.: Maximum Power Factor) gesteigert werden, ehe die Leistung danach
bis zur Maximaldrehzahl wieder abfällt [Mats93].
Jedoch sollte die Induktivität in der Längsachse Ld nicht zu groß sein, da-
mit die hervorgerufene Spannung mit zunehmender Drehzahl nicht zu stark
ansteigt. Dies würde die Spannungsreserve bis zur Spannungsgrenze des Um-
richters limitieren. Im ungünstigsten Fall wäre die Spannungsgrenze bei Dreh-
zahlen kleiner als der Bemessungsdrehzahl erreicht. Aus diesem Grund ist der
Fokus der Auslegung auf die Minimierung der Querinduktivität Lq ausgerich-
tet. Für die nachfolgenden Erläuterungen sind die Begriffe und geometrischen
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Parameter in Abbildung 5.2 zur Beschreibung des makroskopischen SynRM-
Designs von Bedeutung.

Abbildung 5.2: Bezeichnungen und geometrische Größen an einem Pol eines
SynRM-Querschnitts; Abbildung aus [Siel17, S. 59, S. 63]

Neben der magnetischen Hauptinduktivität (auch bei ASM analog als Magne-
tisierungsinduktivität bezeichnet) Lmd ≈ Ld - bei der SynRM in der d-Achse
orientiert - existieren insbesondere in der q-Achse Streuinduktivitäten Lcq,
welche infolge zirkulierende Magnetflüsse an Außenkanten der Geometrieseg-
mente, wie z. B. Statorzähne, Rotornuten und Flusssperren, auftreten. Quer
zum Verlauf der Flusssperren kann es zudem aufgrund vorliegender magne-
tischer Potentialdifferenzen zu magnetischen Flussdurchbrüchen und Verlauf
der Feldlinien durch die Flusssperren kommen Lfq. Eine Erhöhung der An-
zahl Rotornuten QR bzw. Anzahl der Flusssperren kF pro Pol minimiert
die Streuflüsse und die Induktivität Lcq. Dieser Anteil ist im Vergleich zur
Flusskomponente entlang der Querachse hervorgerufen durch die Induktivität
Lfq vernachlässigbar, sodass näherungsweise Lfq ≈ Lq angenommen werden
kann. Die Induktivität Lfq steht im konstanten Verhältnis zur Magnetisie-
rungsinduktivität Lmd, welches mit größerer Polpaarzahl und Luftspaltweite
δ anwächst. Für eine günstige Auslegung ist das Verhältnis zu minimieren und
daher wird die Summenbreite der Flusssperren erhöht. Nach Vagati können
die Verhältnisse wie folgt ausgedrückt werden [Vaga95]:

Lcq
Lmd

∼=
π2

12QR
und Lfq

Lmd
∼= Zp

δ

la
. (5.20)

Die Anzahl und Breite der Flusssperren unterliegt den geometrischen Randbe-
dingungen und mechanischen Anforderungen an eine ausreichende Drehzahl-
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festigkeit bei maximaler Betriebsdrehzahl. Vagati als auch Matsuo und Li-
po beschreiben einen mathematischen Zusammenhang für die Maßgabe, dass
unter Vernachlässigung von Sättigung die Flussdichte in allen Eisensegmen-
ten für eine optimale elektromagnetische Ausnutzung des Blechquerschnitts
gleich sein soll. Daraus folgt, dass die Breite des Statorjochs eines Pols hy
der Summenbreite der Eisensegmente im Rotor entlang der Querachse ent-
sprechen muss, um den äquivalenten magnetischen Fluss führen zu können:

hy =
kF+1∑
i=1

bSeg,i. (5.21)

Das Verhältnis KW der Summenbreite der Flusssperren la zur Summenbreite
der Eisensegmente b∑,Seg in der Querachse sollte zwischen 0,5 und 1,0 liegen
[Mats94]. In der Literatur [Vaga92] und [Lipo94, S. 3-27] geben sie folgenden
Zusammenhang an:

la
RS,a

= XR −
RR,i
RS,a

− 1
Zp

B̂δ
BFe

XR. (5.22)

Hierin ist XR das Verhältnis von Statorinnen- zu Statoraußenradius RS,a, B̂δ
die Amplitude der Luftspaltflussdichte, BFe die Flussdichte im Eisenkreis und
RR,i der Rotorinnenradius. Für eine möglichst große Summenbreite der Fluss-
sperren la ist jedoch der Rotoraußenradius RR,a bzw. der Statorinnenradius
RS,i zu vergrößern. Dies wirkt sich unmittelbar auf den Statoraußenradius
aus, was gerade bei Motorspindeln aufgrund des geforderten Flanschdurch-
messers bzw. des Kühlmanteldurchmessers beschränkt ist. Des Weiteren er-
scheint eine Erhöhung der Polpaarzahl Zp aufgrund des proportionalen Zu-
sammenhangs in Gleichung (5.10) verlockend. Die damit einhergehende geo-
metrische Verschmälerung des Polsegments limitiert einerseits wiederum den
maximalen magnetischen Fluss im Eisen, weshalb das Statorjoch schmäler
und der Statoraußenradius kleiner sein kann. Dies limitiert allerdings auch die
Nutfläche und verringert die Nutdurchflutung. In der Konsequenz verringert
sich das Verhältnis auf der linken Seite in Gleichung (5.22) und das Vermögen
zur Maximierung von la nimmt ab, weshalb das Drehmoment nicht zwangs-
läufig steigt und über einen kleineren Leistungsfaktor erkauft wird. Letztlich
steigt der Strombedarf, um die Luftspaltflussdichte konstant zu halten. Die
Auswirkung auf die Größe des Umrichters und Systemkosten ist zu berück-
sichtigen.
Die Wahl der Polpaarzahl wirkt sich auch auf die mechanische Belastbarkeit
des Rotorblechschnitts aus, da mit steigender Polzahl die Polteilung bzw.
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die Spreizung der Polgabel abnimmt und die mechanische Stützwirkung der
Eisensegmente zunimmt. Bei der Auslegung der geometrischen Abmessun-
gen sind zudem fertigungstechnische Randbedingungen zu prüfen. Dies gilt
insbesondere für die minimal zu fertigenden Eisensegmentbreiten durch das
Stanzen oder Lasern der Blechquerschnitte transversal laminierter Rotorpa-
kete.
Neben des Einflusses makroskopischer Parameter auf die Leistungsdichte gibt
es eine weitere wichtige Zielgröße, die für die Auslegung von SynRM ei-
ne Rolle spielt. Aufgrund der gegenüberliegenden wechselwirkenden Rotor-
zur Statornutung bei Drehfelderregung sind SynRM anfällig für eine erhöhte
Drehmomentwelligkeit [Frat89]. Die Drehmomentwelligkeit ist mathematisch
definiert als das Verhältnis des minimalen und maximalen Drehmoments über
dem mittleren Drehmoment bei einer Rotorumdrehung [Bind12, S. 497]. Eine
erhöhte Drehmomentwelligkeit resultiert aus einer Abweichung der Luftspalt-
flussdichte von einer idealen Sinusform, was analog neben den Nuteffekten
auch durch Effekte höherer Harmonischer aus einer nicht sinusförmigen Spei-
sung hervorgerufen wird [Bind12, S. 493 ff.]. Die Drehmomentwelligkeit geht
mit höheren Verlustanteilen im Eisen einher. Insbesondere für thermisch ge-
nau abgestimmte Motorspindelsysteme ist dies nachteilig. Außerdem kann
die Frequenz der Drehmomentwelligkeit des Antriebs als Anregungsfrequenz
für Drehschwingungen wirken. Hierbei handelt es sich im Fall der Nutungs-
effekte um parametererregte Schwingungen überlagert mit der selbsterreg-
ten Schwingung aus der Speisung des Frequenzumrichters. Es ist nicht aus-
zuschließen, dass diese als Prozessschwingungen Auswirkungen auf das Be-
arbeitungsergebnis in Form verschlechterter Oberflächenqualität haben. In
Beispielen zeigt Binder jedoch auf, dass das Massenträgheitsmoment des
Antriebs eine Tiefpassfilterung darstellt und Drehschwingungen an der Welle
minimiert [Bind12, S. 496].
Vagati empfiehlt daher die Anzahl der Rotornuten und Statornuten aufein-
ander abzustimmen. In Analogie zur ASM werden so die Blechaussparungen
am Rotoraußendurchmesser bezeichnet. Zu einer Flusssperre gehören zwei
Rotornuten. Diese Flusssperrenenden sind entsprechend relativ zu den Sta-
tornuten am Rotoraußendurchmesser zu verteilen. Die Anzahl an Rotornuten
je Polpaar QR,Zp ist in Abhängigkeit der Anzahl Statornuten pro Polpaar
QS,Zp zu wählen [Vaga98a]:

QS,Zp −QR,Zp 6= 0,±2 mit QR,Zp > 6 (5.23)
QS,Zp 6= i ·QR,Zp mit i ∈ N (5.24)

QS,Zp −QR,Zp = ±4 (5.25)
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Anhand des Drehschubs in Gleichung (3.12) sind weitere Auslegungskriterien
ersichtlich. Die Speisung in der d- und q-Achse sei sinusförmig und Sättigung
sei zur Bemessung der makroskopischen Geometrieparameter nicht berück-
sichtigt. Zu diesen Parametern gehören bspw. der Statorinnendurchmesser
dS,i und der Rotorinnendurchmesser dR,i zur Aufteilung des elektromagne-
tisch aktiven Querschnitts in Stator und Rotor, was in direktem Zusammen-
hang zur resultierenden Zylindermantelfläche gemäß des Drehschubs steht.
Für ein hohes Drehmoment pro eingeprägter Stromerregung (MTPA) wer-
den die Jochhöhe hy und Nuthöhe hs maximiert, wodurch der Statorinnen-
durchmesser minimiert wird. Eine Vergrößerung der Nut bringt den Vorteil
mehr Wicklungen einlegen zu können, was den Strombelag erhöht. Die große
Jochhöhe vermeidet die Sättigung im Stator. Es resultiert eine hohe Luft-
spaltflussdichte und gemäß des Drehschubs ein großes Drehmoment. In der
Konsequenz ist der Rotoraußendurchmesser DR,a minimiert. Dadurch ver-
ringert sich auch die potenziell mögliche Summenbreite der Flusssperren la,
das Induktivitätsverhältnis ξ und letztlich der Leistungsfaktor der SynRM.
Den Untersuchungen von Kamper et al. und Vagati et al. zur Folge ist
das Verhältnis von Statorinnen- zu Statoraußendurchmesser für einen maxi-
mierten Leistungsfaktor auf 0,7 und für ein maximiertes Drehmoment auf 0,5
auszulegen [Kamp96; Vaga00]:

dS,i
DS,a

= 0, 5 ... 0, 7 (5.26)

Die kleinen Verhältnisse sind für Motorspindeln i. d. R. aufgrund der maxima-
len Drehzahlanforderung und des Bauraumbedarfs eines integrierten Werk-
zeugspannsystems in der Spindelwelle nicht einzuhalten. Praktisch resultieren
Werte, die näher an 0,7 liegen, wie die SynRM-Varianten von Sielaff mit
0,65 bis 0,667 belegen. Sielaff schlägt daher als Alternative zur Initiali-
sierung neben der nach dS,i umgestellten Drehschub-Gleichung (3.12) den
einfachen Zusammenhang des mittleren Durchmessers vor:

dS,i = DS,a + dR,i
2 . (5.27)
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5.3 Auslegungsmethodik für SynRM
Sielaff unterscheidet grundlegend zwei Ansätze zur Rotorauslegung von
SynRM auf Basis der Literaturrecherche [Siel17, S. 57 ff.]. Entweder wird ei-
ne Anfangsgeometrie durch konkrete Vorgaben oder Erfahrungswerte direkt
einer FE-Analyse mittels Optimierungsroutinen ausgelegt. Oder es erfolgt
eine analytische Berechnung der mikroskopischen, inneren Rotorabmessun-
gen zur Beschreibung der Flusssperrengeometrie auf Basis der ersten Max-
well’schen-Gleichung nach dem Durchflutungssatz. Diese beschreiben den
Zusammenhang zwischen elektrischer Durchflutung, resultierender magneti-
scher Feldstärke anhand der vorliegenden elektromagnetischen Eigenschaften
des Eisenkreises in Abhängigkeit der geometrischen Abmessungen eines para-
metrischen Rotormodells. In dieser Arbeit wird der zweite Auslegungsansatz
in Analogie zur beschriebenen Auslegungsmethodik nach [Siel17, S. 58 ff.]
angewendet und ist schematisch in Abbildung 5.3 dargestellt.

Abbildung 5.3: Schema zur Auslegungsmethodik für SnyRM



5.3 Auslegungsmethodik für SynRM 125

Die Auslegungsmethodik löst die Aufgabenstellung zur Auslegung von SynRM
für Motorspindeln anhand definierter Randbedingungen. Diese umfassen die
feste Vorgabe des Statoraußendurchmessers DS,a in Relation zum definierten
Flansch- bzw. Kühlmanteldurchmesser der Motorspindel als auch die Festfor-
derung einer biegekritischen Drehzahl, wodurch der Rotorinnendurchmesser
dR,i vorgegeben ist. Moghaddam formuliert die Zielstellung als Optimie-
rungsproblem der Maximierung der Flussführung in der d-Achse bei gleich-
zeitiger Minimierung der Flussführung in der q-Achse [Mogh11]. Daraus lei-
tet sich der Auslegungsansatz zur Bestimmung der Flusssperrengeometrie ab.
Ausgehend vom natürlichen Verlauf der Magnetfeldlinien im Rotor bei reiner
magnetostatischer Erregung in der d-Achse kann die idealisierte Form der
Flusssperre abgeleitet werden (siehe Abbildung 5.4).

Abbildung 5.4: Natürlicher Verlauf der magnetischen Feldlinien in einem
Vollmaterial-Rotor bei Erregung in der d-Achse und Darstel-
lung der Konstruktion der Flusssperren entlang des natürli-
chen Flussverlaufs; Abbildung aus [Siel17, S. 66]

Dazu wird für den angenommenen Fall der Magnetostatik die homogene
Poisson-Gleichung - bzw. bekannt als Laplace-Gleichung - zur Beschrei-
bung des magnetischen Vektorpotentials aufgestellt und rechnerisch mit dem
Produktansatz gelöst. Wichtige Annahmen und Randbedingungen sind ne-
ben der konstanten Erregung in der d-Achse, die Vernachlässigung von Sät-
tigung, die Homogenität des Stator- und Rotormaterials, sowie die Konstanz
des magnetischen Vektorpotentials entlang der Feldlinie. Geometrisch wird
die Lösung als Feldlinienverlauf bzw. Flusssperrenverlauf in Zylinderkoor-
dinaten beschrieben. Die Herleitung des Differentialgleichungssystems kann
[Siel17, S. 180 ff.] entnommen werden, welche mit Unterstützung des Au-
tors dieser Arbeit beschrieben worden ist. Die Methodik bezieht sich auf eine
Vorgehensweise von Davey aus dem Jahr 1998 zur Beschreibung magneto-
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statischer Felder in Induktionsmaschinen [Dave98]. Sie ist etabliert, wie z. B.
Neusüs in seiner Arbeit aus dem Jahr 2021 zeigt [Neus21]. Die Berücksichti-
gung der Sättigung erfolgt anhand eines Reluktanz-Netzwerks mit iterativer
Berechnungsschleife zur numerischen Lösung des Anfangswert-Problems mit-
tels explizitem Euler-Verfahren nach Lovelace [Love00]. Der schrittweise
Berechnungsablauf im analytischen Auslegungsprogramm in Matlab© ist im
Anhang Abschnitt A.5 schematisch dargestellt.
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5.4 Analytische Berechnung des
SynRM-Entwurfdesigns

5.4.1 Eingangsdaten und Zielgrößen der Auslegung

Die Zielstellung dieser Arbeit lautete, ein möglichst kostengünstiges Design
zu erstellen, wird auf Ausführungsvarianten bestehender Statoren des Motor-
herstellers zurückgegriffen (siehe Tabelle 5.1). Dadurch können sowohl Ent-
wicklungskosten, als auch Kosten für das Anfertigen von Stanzwerkzeugen, z.
B. für das Verfahren der Einzelnutung für kleine bis mittlere Serien, einge-
spart werden. Es erfolgt eine Anpassung der Wicklungskonfiguration auf das
finale SynRM-Rotordesign. In Tabelle 5.3 sind die Eingangs- und Zielgrößen
für die analytische Rotorauslegung aufgelistet.

Tabelle 5.1: Statordaten für die analytische Rotorauslegung der vorgegebenen
Statoren

135/6 130/6 135/4

Polpaarzahl 2p 6 6 4
Lochzahl q 3 3 3
Anzahl Nuten QS 54 54 36
Stator-Außendurchmesser Dsa mm 135 130 135
Stator-Innendurchmesser dsi mm 90 85 88
Jochhöhe hy mm 9,5 9,5 10,5
Nuthöhe hs + hso mm 13,0 13,0 13,0
Zahnbreite wt mm 2,8 2,8 3,6
Zahnkopfhöhe hso mm 0,42 0,42 0,9
Nutöffnungsbreite bso mm 1,8 1,8 1,8
Daten zur Statorwicklung
Wicklungsart gesehnte Zweischichtwicklung
Phasenanzahl m 3 3 3
Strangwindungszahl NS 18 18 12
parallele Spulengruppen a 3 3 2
Nutfüllfaktor fc 37,5% 37,5% 38,0%
Wickelschritt WS 1 : 8 1 : 8 1 : 8
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Tabelle 5.2: Sehnungs-, Zonen- und Wicklungsfaktoren für gesehnte
dreisträngige Drehstromwicklungen der Statorvarianten (vgl.
mit Tabellenwerten in [Bind12, S. 122]

135/6, 130/6, 135/4; q = 3,W/τp = 7/9; Q/p = 18
v kp,v kd,v kw,v

1 0,940 0,960 0,902
5 −0,174 0,218 −0,038
7 0,766 −0,177 −0,136

Tabelle 5.3: Eingangs- und Zielgrößen für die analytische Berechnung der Ro-
torgeometrie bei gegebener Statorgeometrie

Benennung Symbol Einheit Wert
Richtwerte zur Erstauslegung

max. Nutstromdichte JNut,max A/mm2 18
max. Strombelag A A/cm 278

Randbedingungen
Luftspaltbreite δ mm 0,3
Spannungsgrenze Umax V 380
Maximaler Effektivstrom Imax A 175
Start-Stromwinkel θ deg 45
Soll-Maximaldrehzahl nmax U/min 30000
Soll-Drehmoment Mmax Nm 30

Einflussgrößen der Berechnung und Optimierung
Faktor für Flusssperrenbreite xF 0,3
Winkel für abgewinkelte FSP αb deg 20

Die Statordaten umfassen eine vordefinierte Wicklungskonfiguration, die als
gesehnte Zweischichtwicklung ausgeführt ist. Dies bewirkt eine Treppenform
der Luftspaltflussdichte als Grundwellendrehfeld, welches einer idealen Sinus-
form näher kommt und daher zu geringeren Oberwelleneffekten sowie Eisen-
verlusten durch höhere Harmonische führt [Bind12, S. 78 ff.]. Die Wicklungs-
daten in Tabelle 5.2 dienen in der analytischen Vorauslegung der Berechnung
des Treppenverlaufs der Luftspaltflussdichte in Abhängigkeit der Nutdurch-
flutung. Sie berechnen sich nach [Bind12, S. 118].
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5.4.2 Vorstellung ausgewählter SynRM-Konfigurationen

Die in Tabelle 5.4 vorgestellten SynRM-Konfigurationen sind ausgewählte
beste Ergebnisse der automatisierten Variantenberechnung gemäß statisti-
schem Versuchsplan. Sie sind Teil der iterativen elektro-mechanischen Opti-
mierung des gesamten SynRM-Spindel-Lager-Systems (siehe Abschnitt 4.5.4).
Die Verläufe der dq-Induktivitäten in Abhängigkeit der dq-Ströme sind in Ab-
bildung 5.5 zusammen mit den Geometrieentwürfen dargestellt. Die SynRM-
Konfiguration 3 entspricht der finalen Auslegungsvariante.

Tabelle 5.4: Motordaten ausgewählter SynRM-Konfiguration mit eckigen
Flusssperren als Ergebnis der SynRM-Vorauslegung

SynRM 1 SynRM 2 SynRM 3
Allgemeine Daten
Polzahl 2Zp 4 6 6
Lochzahl q 3 3 3
Effektive Eisenlänge lFe mm 180 180 140
Stator-Außendurchmesser DS,a mm 135 130 130
Stator-Innendurchmesser dS,i mm 88 85 85
Luftspaltbreite δ mm 0,3 0,3 0,3
Rotor-Außendurchmesser DR,a mm 87,4 84,4 84,4
Rotor-Innendurchmesser dR,i mm 50 50 55
Statordaten
Anzahl Nuten Q 36 54 54
Strangwindungszahl Ns 18 18 15
parallele Spulengruppen a 3 3 6
Jochhöhe hy mm 10,5 9,5 9,5
Nuthöhe hs mm 13,0 13,0 13,0
Zahnbreite wt mm 3,6 2,8 2,8
Zahnkopfhöhe hso mm 0,9 0,42 0,42
Nutöffnungsbreite bso mm 1,8 1,8 1,8
Rotordaten
Anzahl Flusssperren kF 3 3 3
Faktor für Flusssperrenbreite xF 0,3 0,3 0,312
Winkel für abgewinkelte FSP αb deg 20 20 24
Ausnutzungsdaten
Strom I A 146,0 124,2 175,0
Strombelag A A/cm 570,4 502,4 589,8
Nutstromdichte J A/mm2 18,0 18,0 21,1
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SynRM-Konfiguration 1: Stator 135/4, kF = 3, NS = 18

SynRM-Konfiguration 2: Stator 130/6, kF = 3, NS = 18

SynRM-Konfiguration 3: Stator 130/6, kF = 3, NS = 15

Abbildung 5.5: Induktivitäts-Kennlinien ausgewählter SynRM-Konfigura-
tionen im Vergleich in Abhängigkeit der Stator- und Rotor-
geometrie
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Die nichtlinearen Verläufe der Induktivitäten resultieren aus den abgeschätz-
ten Flussdichten in den jeweiligen Eisensegmenten des Stators und Rotors
des SynRM-Entwurfs. Für die finale geometrische Auslegung der SynRM-
Konfiguration 3 sind die Flussdichten in den jeweiligen Pfaden vergleichend
den Ergebnissen der FEM-Berechnung in Abbildung 5.6 gegenübergestellt.
Die zugehörigen Werte der Flussdichten und Permeabilitäten sind in Tabelle
5.5 aufgeführt. Die geometrische Zuordnung in Bereiche erfolgt nach den tief-
gestellten Kennungen rs für Rotorsegment, δ für Luftspalt, st für Statorzahn
und sy für Statorjoch.

(a) FEM-Berechnung der Flussdichtever-
teilung

(b) Flussführende Pfade des magne-
tischen Netzwerks

Abbildung 5.6: Flussdichteverteilung mittels FEM-Berechnung (links) und
Angabe der Flusspfade für die SynRM-Vorauslegung (rechts)
zum Vergleich der jeweils berechneten Flussdichte bei Ieff =
130 A für SynRM-Beispiel-Konfiguration: 6-polig, q = 3,
NS = 18, a = 3

Tabelle 5.5: Analytisch berechnete Werte der Flussdichte B und der relati-
ven Permeabilität µr bei Id = 130 A und Iq = 0 A der SynRM-
Konfiguration: 6-polig, q = 3, NS = 18, a = 3 als Ergebnis der
geometrischen SynRM-Konfiguration 3

Pfad Brs [T] Bδ [T] Bst [T] Bsy [T]
1 1,69 1,23 2,32 0,36
2 1,76 1,09 2,06 0,99
3 2,09 0,90 1,69 1,52
4 0,82 0,61 1,16 2,05

Pfad µrs [−] µst [−] µsy [−]
1 260,3 92,2 9360,2
2 193,6 92,2 8872,9
3 92,2 262,8 831,3
4 9357,5 7072,3 91,9
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Die Flussdichteverteilung wird im Vergleich der FEM-Berechnung und der
analytischen Berechnung gut abgeschätzt. Im Bereich der Statorzähne und
des Statorjochs liegen die analytischen Ergebnisse der Flussdichte über de-
nen der FEM-Ergebnisse. Dies ist auf das vereinfachte, aus geradlinigen Seg-
menten aufgebaute Netzwerkmodell und die Verwendung von tendenziell zu
kleinen, mittleren Segmentbreiten in der Berechnung zurückzuführen.4

Die analytische SynRM-Entwurfsberechnung schließt mit der Ausgabe der
Drehzahl-Drehmoment-Kennlinie ab. Diese wird unter Berücksichtigung der
nichtlinearen d-Induktivität aufgrund von Sättigung abgeschätzt. Der Be-
rechnung der Kennlinie im Grunddrehzahlbereich an der Stromgrenze liegt
die Betriebsstrategie MTPA bis zum Erreichen der Spannungsgrenze zu Grun-
de. Im Feldschwächbereich wird die Kennlinie durch die Strategie Maximale
Änderungsrate des Drehmoments (MRCT) durch Variation des Stromwin-
kels und bis zur Verminderung des Strombetrags an der Spannungsgrenze
nach [Betz91] gebildet.5 Die Kennlinien für die in Abbildung 5.5 dargestell-
ten SynRM-Entwürfe sind in Abbildung 5.7 dargestellt.

(a) (b)

Abbildung 5.7: Drehzahl-Drehmoment-Kennlinien der drei SynRM-
Konfigurationen im Vergleich: (a) konstante Nutstrom-
dichte bei niedrigen maximalen Speiseströmen Imax, (b)
SynRM-Variante 3: Einfluss der Strangwindungszahl Ns bei
maximalem, konstantem Strombelag und hohen maximalen
Speiseströmen Imax

4vgl. [Siel17, S. 79]
5engl.: Maximum Rate of Change of Torque Control (MRCT) mit θ = tan−1 ξ
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Die linke Grafik (a) erlaubt den Vergleich der SynRM-Entwürfe anhand der
Vorgabe einer konstanten Nutstromdichte J . Für die Wicklungskonfiguration
nach Tabelle 5.4 stellt sich jeweils der in der Legende angegebene Strombelag
A ein. Daraus ist ersichtlich, dass die SynRM-Variante 3 mit verkürzter ef-
fektiven Eisenlänge ein maximales Drehmoment von nur knapp Mel = 20 Nm
bereitstellen kann. Die Verringerung der Strangwindungszahl führt zur Ab-
nahme des Induktivitätsverhältnisses, was durch einen höheren Strangstrom
kompensiert werden muss, um eine entsprechend vorgegebene Nutstromdich-
te einzustellen. Mit Abnahme der Strangwindungszahl ist für die SynRM-
Variante 3 jedoch die Anzahl paralleler Spulengruppen von a = 3 auf a = 6
erhöht, was zu einer Erhöhung der Bemessungsdrehzahl und Einsatz des Feld-
schwächbereichs bei höherer Drehzahl führt. Für eine weitere Erhöhung des
Drehmoments ist ein höherer Strombelag nötig. Dieser erhöht sich, wenn
der effektive Strangstrom bis in einen gerade noch zulässigen Bereich der
Sättigung des Blechwerkstoffs angehoben wird. Die Drehmoment-Drehzahl-
Kennlinien für die SynRM-Variante 3 sind in Abbildung 5.7 (b) im Vergleich
verschiedener Wicklungskonfigurationen dargestellt. Mit Imax = 175 A wird
ein maximales Drehmoment von etwas größer als Mel = 27 Nm erreicht. Mit
der Strangwindungszahl NS = 15 und a = 6 parallelen Spulengruppen ist
eine bestmögliche SynRM-Charakteristik mit möglichst hoher Bemessungs-
drehzahl gefunden. Eine geringere Anzahl Windungen pro Spule bringt auch
fertigungstechnische Vorteile beim Einlegen der Wicklungen in die Statornu-
ten mit sich.
Die sich erwartungsgemäß bei dem hohen Strombelag und Strombetrag ein-
stellende Sättigung bis zu hohen Frequenzen sei kritisch angemerkt, da dies
zu erhöhten Ummagnetisierungsverlusten beiträgt. Für den S1-Betrieb bei
hohen Drehzahlen ist gegebenenfalls eine Verringerung des Drehmoments er-
forderlich, um die Verluste über den gesamten Betriebsbereich konstant zu
halten. Hierfür ist eine entsprechende Auswahl günstiger Betriebspunkte glei-
cher Verluste für die Festlegung der S1-Drehmoment-Drehzahl-Kennlinie er-
forderlich.
Des Weiteren gilt aus Erfahrung nach [Siel17], dass die analytische SynRM-
Vorauslegung das maximal erzielbare Drehmoment aufgrund der vereinfach-
ten eindimensionalen Induktivitätsabhängigkeit bei Vernachlässigung der Kreuz-
kopplungseffekte der Id/Iq-Ströme tendenziell zu niedrig abschätzt.
Zur geometrischen Feinauslegung der favorisierten SynRM-Varianten erfolgt
die Übergabe der analytisch berechneten Geometrie des Rotors mit Fluss-
sperren aus Matlab® in die CAE (engl.: Computer Aided Engineering) -
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Umgebung nach ANSYS Workbench® anhand des in [Siel17, S. 84 f.] spe-
zifizierten parametrischen Modells. Damit lassen sich insbesondere:

• die Ecken der Flusssperren durch Radien verrunden,
• ein Tangentialsteg am Rotoraußendurchmesser einbringen sowie die je-

weilige Breite des Tangentialstegs an jedem Flusssperrenende variieren,
• die radiale Position in der q-Achse als auch die Spreizung der Fluss-

sperren variieren und
• die Breiten der Flusssperren als auch der Eisensegmente in der q-Achse

optimieren.

5.5 Numerische elektromagnetische Anpassung
des Entwurfs

Die numerisch gestützte Anpassung und Optimierung des SynRM-Entwurf-
designs hat zum Ziel, die Anforderung an das maximale Drehmoment sicher-
zustellen und insbesondere den Leistungsfaktor und die Drehmomentwellig-
keit zu verbessern. Der Leistungsfaktor bestimmt den Anteil der Blindleistung
und damit die Größe des benötigten Leistungsmoduls. Eine geringe Drehmo-
mentwelligkeit, wirkt sich positiv auf die Regelgüte, die Schallemission und
Vibrationen aus [Bind12]. Bei vorliegender magnetischer Anisotropie existie-
ren zum einen der geometrisch erzwungene, magnetische Einfluss und zum an-
deren die von der Sinusform abweichende Verzerrung der d-Stromkomponente
zur Feldbildung als Ursache der Drehmomentwelligkeit. Zur Designanpassung
werden in einer statistischen Versuchsplanung die Bereichsgrenzen der Opti-
mierungsparameter des Rotormodells in optiSLang® vorgegeben. Auf Basis
eines evolutionären Algorithmus wird die Variantenberechnung in ANSYS
Maxwell® durch optiSLang® gesteuert. Der Algorithmus analysiert die
historischen Berechnungsergebnisse nach dem Prinzip der Pareto-Dominanz
und selektiert systematisch die nachfolgende Parametervariation unter Be-
rücksichtigung der multikriteriellen Optimierung [Blum04].
Der Blechquerschnitt des Stators und Rotors wird in ANSYS Maxwell®

als 2D-FE-Modell eines elektrischen Pols aufgebaut. Durch Ausnutzung der
Symmetrie kann die erforderliche Knoten- und Finite-Elemente-Anzahl dras-
tisch reduziert und Zeitaufwand für die Berechnung eingespart werden. In
Abbildung 5.8 ist der Modellaufbau schematisch dargestellt. Die Randbedin-
gungen an den Polkanten werden als magnetische Vektorpotentiale definiert,
um eine eindeutige Lösung der partiellen Differentialgleichung für das magne-
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tostatische Problem zu erhalten. So gilt nach der Dirichlet-Randbedingung
am Statoraußenradius und Rotorinnenradius, dass das magnetische Vektor-
potential gleich null ist. An den Pol-Seitenkanten sind die magnetischen Vek-
torpotentiale gemäß einer Symmetrierandbedingung einzustellen, um die Pe-
riodizität der Polung mit wechselnden Vorzeichen für das Vektorpotential zu
berücksichtigen. In den Statornuten ist die Zweischichtwicklung mit zugehö-
riger Vorgabe der axialen Durchflutungsrichtung der Phasenströme model-
liert. Die Phasenströme berechnen sich anhand der Vorgabe des elektrischen
Drehwinkels, des Strombetrags und des Stromwinkels aus der Inversen der
Park-Transformation (siehe Gleichung (5.2)). Die erzielte Performance der
Antriebsvariante kann aus der Verrechnung der Ergebnisse mit der effektiven
Eisenlänge lFe und der Polpaarzahl abgeschätzt werden. Mittels der Clicking-
Mesh-Einstellung wird eine Band-Region für den Rotor definiert und die Ver-
netzung im Luftspalt entlang eines mittleren Luftspaltradius segmentiert. Bei
einer Drehung des Rotors um einen mechanischen Winkel wird das Rotor-
netz stets mit seinen Knoten im Luftspalt auf die nächsten Knoten entlang
des mittleren Luftspaltradius abgebildet. Der Vorteil ist eine gleichbleibende
Vernetzungsgüte bei minimaler Vernetzungszeit je Zeitschritt.

Abbildung 5.8: Beispiel des Finite-Elemente-Modells zur Magnetkreisberech-
nung und Detaildarstellung der Luftpaltvernetzung mit soge-
nanntem Clicking Mesh; in Anlehnung an [Siel17, S. 87]

Die beiden SynRM-Varianten 1 und 3 nach Tabelle 5.4 werden für die geo-
metrische Feinauslegung im relativen Vergleich herangezogen. Die SynRM-
Variante 3 ist zu diesem Zeitpunkt der numerischen Designoptimierung zum
direkten Vergleich mit der SynRM-Variante 1 mit einer effektiven Eisenlän-
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ge und Wicklungskonfiguration gleich der SynRM-Variante 2 ausgeführt. Die
Ergebnisse der FEM-Parametervariation sind in Abbildung 5.9 dargestellt.
Die Darstellung der Querschnitte ist relativ zueinander maßstabsgetreu.

Abbildung 5.9: Ergebnisse der Parameter-Optimierung für Drehmoment und
Leistungsfaktor gegenüber der Drehmomentwelligkeit mit Pa-
reto-Front

Die Betriebspunkte für die Parametervariation sind den Drehzahl-Drehmoment-
Kennlinien der Varianten 1 und 2 aus der analytischen Vorauslegung für kon-
stante Nutstromdichten für J = 18 A/mm2 bei Drehzahl n = 5000 U/min
entnommen. Dies erlaubt die Vergleichbarkeit beider Varianten hinsichtlich
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der elektrischen Zielgrößen bei gleicher Ausnutzung des Nutquerschnitts. Dies
berücksichtigt die geometrischen Größenverhältnisse aufgrund unterschiedli-
cher Statorausführungen.
Das Drehmoment der 6-poligen SynRM-Variante 3 ist mit der angegebenen
Durchflutung geringer als das der 4-poligen SynRM-Variante 1. Jedoch erfül-
len beide Designoptimierungen mehrheitlich die Anforderungen an das ma-
ximale Drehmoment von Mel = 30 Nm, sodass die anderen Zielgrößen Dreh-
momentwelligkeit und Leistungsfaktor an Bedeutung gewinnen. Die Drehmo-
mentwelligkeit der 6-poligen SynRM-Designs ist geringer und der Leistungs-
faktor ist mehrheitlich größer. Mit einer Drehmomentwelligkeit von ≤ 5 er-
scheint die 6-polige SynRM-Variante noch nicht gänzlich optimal zu sein. Mit
höherer Anzahl an Flusssperren wäre wahrscheinlich auf Basis der Erkennt-
nisse von [Siel17, S. 88] eine weitere Reduzierung möglich. Dies scheint in die-
sem Fall hingegen nicht als zielführend, da die geometrischen Verhältnisse im
Rotorquerschnitt bei einer radialen Rotorhöhe von nur 14,7 mm bereits sehr
eingeschränkt sind. Des Weiteren sind die Fertigbarkeit und die Anpassung
des Blechquerschnitts hinsichtlich mechanischer Zielgrößen noch zu berück-
sichtigen. Abschließend kann ein hinsichtlich der Rotorgeometrie optimiertes
SynRM-Design aus dem vom evolutionären Algorithmus generierten multi-
variaten Regressionsmodell für beide Varianten 1 und 3 identifiziert werden
(siehe Tabelle 5.6).

Tabelle 5.6: Elektromagnetisch beste Varianten der 6-poligen und 4-poligen
SynRM als Ergebnis der FE-Parameteroptimierung bei Volllast
im Betriebspunkt bei 5000 U/min

Variante SnyRM 1: 135/4-50-180 SynRM 3: 130/6-55-180
Drehmoment Mel in Nm 42,5 38,9
Drehmomentwelligkeit in % 23,3 5,6
Leistungsfaktor cos(ϕ) 0,58 0,70
Schenkligkeit ξ 3,7 5,6

Die drei Designparameter mit der größten Effektstärke sind die Steuerungs-
faktoren für die Eisensegmentbreite xFE, die Flusssperrensegmentbreite xFSP
und die winkelbasierte Steuerung der Flusssperrenverteilung am Umfang des
Rotoraußendurchmessers nach [Mogh11]. Die Bedeutung der Winkelsteue-
rung zur Reduzierung der Drehmomentwelligkeit ist in [Vaga98a] und [Mo-
gh12] beschrieben. Aus diesem Grund wird zur Reduzierung der Drehmo-
mentwelligkeit der elektromagnetisch besten 6-poligen-Variante eine weitere
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FE-Optimierung durch Variation des Offsetwinkels β nach [Mogh12] im hier-
zu angepassten parametrischen Rotormodell aus [Siel17, S. 85] durchgeführt.
Dieser Winkel beschreibt den Winkeloffset der ersten äußeren Flusssperre von
der q-Achse.

Abbildung 5.10: Reduzierung der Drehmomentwelligkeit durch FE-
Optimierung der Winkeloffset-Position der Flusssperre-
nenden mittels β-Winkel nach [Mogh12]

Nachfolgend werden ausschließlich Ergebnisse der elektromagnetisch besten
6-poligen SynRM-Variante 3 betrachtet.

5.6 Numerische mechanische Anpassung des
Zieldesigns

Da erwartet wird, dass die gewünschte Zieldrehzahl von 30 000 U/min nicht
mit dem elektromagnetisch optimierten Rotordesign aus mechanischen Fes-
tigkeitsgründen erreicht werden kann, erfolgt eine Anpassung des Rotorde-
signs der SynRM-Variante 3. Maßnahmen zur Erhöhung der Drehzahlfestig-
keit umfassen das Reduzieren der Belastung oder das Erhöhen der Belastbar-
keit. Dieser Abschnitt bezieht sich auf die Vorgehensweise zur mechanischen
Festigkeitssteigerung möglichst ohne Beeinträchtigung des zuvor optimierten
elektromagnetostatischen Verhaltens gemäß der beschriebenen Auslegungs-
methodik in Abbildung 5.3. Die Auswirkung der mechanischen Optimierung
auf die Veränderung der elektromagnetischen Eigenschaften des Rotorquer-
schnitts wird iterativ, numerisch abgeprüft.
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5.6.1 Auswahl des Blechwerkstoffs

Alle bisherigen Berechnungen wurden mit dem Blechwerkstoff NO20HS durch-
geführt. Die SynRM aus der Arbeit von Sielaff besteht aus diesemWerkstoff
und zeigt in den experimentellen Untersuchungen sehr gute Ergebnisse bzgl.
geringer Verluste und mechanischer Festigkeit. Die Kriterien für die Auswahl
des Blechwerkstoffs zur Ausfertigung des Stator- und Rotorpakets sind im
Wesentlichen die Höhe der spezifischen Ummagnetisierungsverluste und die
mechanische Festigkeit. Des Weiteren sind folgende werkstofftechnische und
betriebswirtschaftliche Kriterien zu betrachten [Brac12]:

• hohe magnetische Polarisation bei geringer Feldstärke für eine hohe
magnetische Sättigungsflussdichte

• geringe Hysterese für geringe Hysterese- bzw. Ummagnetisierungsver-
luste (geringe Koerzitivfeldstärke Hc)

• hohe Permeabilität für eine gute magnetische Flussführung
• möglichst geringe Blechdicke zur Reduzierung der Wirbelstromverluste

- jedoch steigen die Kosten
• Lieferform zur einfachenWeiterverarbeitung durch Schneiden oder Stan-

zen
• Verfügbarkeit
• Kosten

Dabei sind auch Werkstoffkombinationen für jeweils das Stator- und Rotor-
paket denkbar, welche jedoch hinsichtlich der Kosten aufgrund von Blechver-
schnitt in der Fertigung abzuwägen sind. In Abbildung 5.11 sind die mecha-
nischen Eigenschaften verschiedener Blechtypen in einer Grafik gegenüberge-
stellt.
Speziell für die Elektromobilität sind nach Stand der Technik nicht korn-
orientierte Blechtypen hoher Legierungsgüte am Markt nach DIN EN 10303
verfügbar. Diese weisen typische Blechstärken von 0,2 mm bis 0,35 mm bei
Ummagnetisierungsverlusten von 13 W/kg bis 22 W/kg und Streckgrenzen
von 300 MPa bis 420 MPa auf [thys22]. Daraus kann gefolgert werden, dass
die technischen Anforderungen für Traktionsantriebe sich denen aus dem Mo-
torspindelbau annähern.
In dieser Arbeit wird zur Herstellung des Stators und Rotors der Blechwerk-
stoff NO20HS eingesetzt. Dieser weist im Vergleich zu anderen Werkstof-
fen eine für die hochdrehende Anwendung elektrischer Motoren zielführende
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Abbildung 5.11: Vergleich von Elektroblechen bei einer Flussdichte von 1 T
und 400 Hz anhand der Streckgrenze und der spezifischen
Eisenverluste nach [Gera14]; Abbildung aus [Siel17, S. 91]

Kombination aus elektromagnetischer und mechanischer Eigenschaften bei
sehr geringen Ummagnetisierungsverlusten von 13,01 W/kg und einer Streck-
grenze von Rp0,2 = 420 MPa auf. In der Anwendung für SynRM ist NO20HS
zudem in der Vorarbeit von Sielaff bereits erprobt und untersucht worden.
Außerdem ist die Verfügbarkeit für die Anfertigung der Demonstratorma-
schinen seitens des Elektromotorenherstellers gegeben. Andere Blechsorten
müssten ansonsten kostspielig in einer größeren Abnahmemenge erst bezogen
werden.
Im Anhang A.7 sind die Werkstoffdaten zu NO20HS aus dem Datenblatt des
Herstellers, das Spannungs-Dehnungs-Diagramm sowie die frequenzabhängi-
gen Ummagnetisierungsverluste gegeben.

5.6.2 Maßnahmen im Rotorquerschnitt zur Steigerung der
Drehzahlfestigkeit

Unter Rotation wird das Rotorblech durch die nach innen zur Rotationsach-
se gerichtete Zentripetalkraft mechanisch belastet. Die als Scheinkraft ent-
gegengesetzt radial nach außen wirkende Zentrifugalkraft ist keine messba-
re Kraft. Sie verletzt das dritte Newton’sche Axiom actio gleich reactio.
Die äußeren am Massenelement angreifenden Reaktionskräfte resultieren aus
den Beschleunigungsanteilen nach dem Schwerpunktssatz, wie z. B. Auflager-,
Schnitt- und Kontaktkräfte [Mark12b, S. 37]. Im Fall der SynRM erfahren
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die Eisensegmente mit konstanter Masse eine Relativbeschleunigung auf der
Kreisbahn, welche aus der ständigen Richtungsänderung der zur Rotations-
achse gerichteten, mit der Winkelgeschwindigkeit des Rotors umlaufenden
Winkelbeschleunigung resultiert. Die äußere Kraft, um das Massensegment
auf der Kreisbahn zu halten, folgt aus der Zentripetalbeschleunigung ~ar und
ist proportional zur Masse m, zum Radius r sowie quadratisch abhängig von
der Winkelgeschwindigkeit des Rotors ω:

~Fr = m · ~ar = −mr ω2~er (5.28)

Im Rotorquerschnitt bildet sich die mechanische Beanspruchung je nach geo-
metrischer Ausprägung des Rotorquerschnitts aus. Wegen des werkstoffab-
hängigen Dehnungsverhaltens nicht von einem starren Körper auszugehen.
Der Radius r ist selbst abhängig von der Winkelgeschwindigkeit und der
temperaturbedingten Wärmeausdehnung.
Infolgedessen dehnt sich der Rotorblechquerschnitt in den lokalen Blechbe-
reichen in Abhängigkeit der vorliegenden mechanischen Beanspruchung. Zur
mathematisch-physikalischen Beschreibung des Dehnungsverhaltens existie-
ren unterschiedliche Ersatzmodelle. Das Hook’sche Gesetz definiert das li-
near, elastische Dehnungsverhalten in Abhängigkeit der Spannung und Tem-
peraturdifferenz in tensorieller Indexschreibweise [Mang13, S. 68 f., S. 88]:

εij = Ddijkl σkl + αij (T − T0). (5.29)

Darin sind εij die Komponenten des Green’schen Verzerrungstensors, Ddijkl
die Komponenten des Materialnachgiebigkeitstensors und σkl die richtungsab-
hängigen Spannungskomponenten. αij sind die Wärmeausdehnungskoeffizien-
ten. Für den einaxialen Spannungszustand bei konstanter Raumtemperatur,
wie er in Zugversuchen angenommen vorliegt, reduziert sich das Hook’sche
Gesetz zum Ausdruck mit dem Proportionalitätsfaktor E für die werkstoffs-
pezifische Steifigkeit [Mang13, S. 74]:

σ = E ε. (5.30)

Elastisches Werkstoffverhalten ist charakterisiert durch das Wiedererlangen
des initialen Spannungszustands nach Rücknahme äußerer Kräfte. Das an-
elastische Werkstoffverhalten hingegen ist nicht nur von der Abhängigkeit
der zum Zeitpunkt vorliegenden Spannungen gekennzeichnet, sondern auch
durch die Belastungs- und damit Spannungshistorie [Mang13, S. 68]. Das
plastische Werkstoffverhalten führt zu einem bleibenden Verzerrungszustand
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des Körpers nach Entfernen der äußeren Kräfte. Bei erneuter Belastung und
äquivalentem Spannungszustand dehnt sich der Körper im einaxialen Span-
nungszustand gleichermaßen aus. Dieses Verhalten wird als Verfestigung be-
zeichnet, kennzeichnet aber auch eine abnehmende Zähigkeit [Mang13, S. 75,
S. 383]. Das allgemeine Versagenskriterium für elastische Werkstoffe ist er-
füllt, wenn die innere Beanspruchung die Ersatzfließgrenze bzw. Streckgrenze
Rp0,2 überschreitet, d. h. eine plastische Verformung des Körpers nach Ent-
lastung verbleibt (siehe Abbildung 5.12).

Abbildung 5.12: Spannungs-Dehnungs-Diagramm für einen Baustahl a)
und anelastisches Materialverhalten b); Abbildungen aus
[Mang13, S. 83, S. 383]

Weiterführende Erläuterungen zum allgemeinen Materialverhalten bei äuße-
rer Belastung für unterschiedliche Materialmodelle sind der Fachliteratur, wie
z. B. [Mang13] zu entnehmen.
Insgesamt vergrößert sich durch die Wirkung der Zentripetalbeschleunigung
infolge des elastischen Materialverhaltens der Rotoraußendurchmesser, wo-
bei vereinfacht angenommen radiale Zugspannungen in den Eisensegmenten
und tangentiale Zugspannungen in den Tangentialstegen im Bereich des Ro-
toraußendurchmessers vorliegen. Diese Tangentialspannungen sind auch als
Umfangsspannungen (engl.: hoop stress) bekannt [Besh14]. Diese sind in Ab-
bildung 5.13 schematisch veranschaulicht.
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Abbildung 5.13: Schematische Darstellung der inneren Kräfte in Rot und der
äußeren Kräfte in Schwarz an einem SynRM-Polquerschnitt
mit einer Punktmasse m

Durch die schmalen Segmentbreiten der filigranen Rotorgeometrie der SynRM
steigen vergleichsweise zu anderen Rotortopologien die mechanischen Bean-
spruchungen mit steigenden Drehzahlen aufgrund der Kerbwirkung an den
Radialstegen und Kantenverrundungen stark an. Wird lokal die elastische
Beanspruchbarkeit - definiert durch die Streckgrenze Rp0,2 des Werkstoffs -
überschritten, verformt sich das lokale Blechsegment plastisch mit bleibender
Verformung im Stillstand. Das lokale Blechsegment versagt endgültig bei Er-
reichen der Zugfestigkeit Rm mit Rissen im Rotorquerschnitt bei vorliegender
Bruchdehnung. Daher ist die Versagensgrenze in der numerischen Berechnung
erreicht, wenn die Vergleichsspannung der Gestaltänderungsenergiehypothese
(GEH) nach von Mises die Streckgrenze des Werkstoffs überschreitet. Unter
Berücksichtigung von Qualitätsschwankungen im Werkstoff, Unsicherheiten
bei der Materialkennwertermittlung in standardisierten Zugversuchen nach
DIN EN ISO 6892-1 und der Übertragbarkeit der Ergebnisse auf eine ausge-
prägte Rotorgeometrie sowie Einflüssen aus der Blechbearbeitung ist ein zu
definierender Sicherheitsfaktor von gängig S = 1,2 zu berücksichtigen.6

Einfluss auf die Drehzahlfestigkeit haben neben der Auswahl eines hochfesten
Elektrobands der Legierungsgüte HS (engl.: High Strength) mit hoher mecha-
nischer Streckgrenze und des geometrischen Rotorquerschnitts insbesondere
die Betriebstemperatur von Welle und Rotorblechpaket sowie die Verbindung
zwischen Rotornabe und Welle.
Nachfolgend werden bekannte konstruktive Maßnahmen im Rotorblechquer-
schnitt aus dem Stand der Technik vorgestellt.
Eine der ersten Maßnahmen ist das Einbringen von Stützstreben, den soge-
nannten Radialstegen. Sie nehmen die radial wirkenden inneren Zugkräfte

6vgl. [Besh14]
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auf und verhindern das radiale Verschieben der Eisensegmente nach außen.
Diese sind bereits in der Patentschrift für SynRM von Vagati beschrieben
[Vaga98a]. Babetto et al. beschreiben einen analytischen Ansatz zur Berech-
nung der erforderlichen Radialstegbreite in der Polmitte für eine vierpolige
SynRM unter Berücksichtigung elektromagnetischer Zielgrößen und der Ro-
tortemperatur in Abhängigkeit des Drehmoments [Babe17b]. Diese SynRM
findet Anwendung in einem simulativen Vergleich mit einem SPMSM bis
zu einer Drehzahl von 20 000 U/min [Babe17a]. Gerade in Anwendungsfäl-
len mit kleiner Welle und großem Rotoraußendurchmesser, wie für Trakti-
onsantriebe in der Elektromobilität, werden Fachwerkstrukturen, welche sich
aus Polyeder bilden, im Rotorjoch vorgeschlagen [Timm18]. Die Besonderheit
ist, dass die Kraftleitung außerhalb an der zentralen Rotoraussparung vor-
bei erfolgt, wobei sich ein dynamisches inneres Kräftegleichgewicht einstellt
und die Verbindung von Rotor und Welle möglichst geringfügig geschwächt
wird. Durch eine Pressverbindung zwischen Rotor und Welle wird der Blech-
querschnitt mechanisch vorbeansprucht, wodurch zur Aufnahme von weite-
ren drehzahlbedingten Zugspannungen weniger Reserve im linear elastischen
Verformungsbereich verbleibt. In der Patentschrift von [Ball15] wird deshalb
eine Aussparung im Bereich der d-Achse im Rotorjoch vorgeschlagen, um
die lokale Beanspruchungsüberhöhung zu reduzieren. Diese Maßnahme ist in
[Besh14] für einen Switched Reluctance Motor (SRM) mit Vollpolläufer und
Zieldrehzahl 55 000 U/min umgesetzt. Bei Maximaldrehzahl lassen sich die
Kerbspannungen in der Polgabel in diesem Fall um 44 % senken.
Die bekannte Rotorbandage aus nicht-ferromagnetischem Werkstoff, wie z. B.
CFK (pre-impragneted AS4 Carbon PEEK) oder als Hülse aus Titan, Edel-
stahl oder Inconel, ist zur Steigerung der Drehzahlfestigkeit bekannt, wobei
die effektive Luftspaltweite zunimmt und die Induktivitäten abnehmen. Die
Leistungsfähigkeit und Drehmomentdichte des SynRM wird dadurch im Ge-
gensatz zu einer Synchronmaschine mit Oberflächenmagneten stark vermin-
dert [Babe17a]. Der Einfluss der Luftspaltweite auf das maximale Drehmo-
ment wurde im Zuge dieser Arbeit analytisch untersucht, um den Einsatz
einer Rotorbandage zu prüfen. Das Ergebnis ist im Anhang tabellarisch dar-
gestellt. Aufgrund dessen wird jedoch die Verwendung einer Rotorbandage in
dieser Arbeit nicht weiterverfolgt.
Des Weiteren existieren Konzepte für in den Flusssperren integrierte Stütz-
elemente nach [Bütt14]. Diese wirken radial gegen eine Verschiebung der
Flusssperren, wobei die Stützelemente als Verguss (siehe [Bütt15]) oder als
Stäbe (siehe [Siel17]) ausgeführt sein können. Im Fall der Stäbe sind diese
über seitliche Ringelemente radial nach innen als mechanische Vorspannung
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auf die Eisensegmente im Rotor wirkend ausgeführt. Diese Stützelemente
sind aus Polymer, Faserkunststoffverbund oder einem anderen amagnetischen
bzw. nicht-ferromagnetischen Material auszuführen. In der Patentschrift von
[Lee13] werden Axialstäbe vorgestellt, die axial durch die Flusssperren ge-
steckt und seitlich am Blechpaket in Armierungsringen fixiert sind. Die Stä-
be weisen idealerweise eine Nietkopf-förmiges Element auf und die anliegende
Flusssperre eine T-Nut, sodass die ineinandergreifenden Verbindungselemen-
te formschlüssig Zugkräfte übertragen können (siehe Abbildung 5.15).
Schließlich kann mittels Axialdruck durch seitliche Verspannung des Rotor-
blechpakets die Drehzahlfestigkeit gesteigert werden. Butterweck et al. be-
schreiben eine SynRM als elektrischen Antrieb im Elektrofahrzeug. Mittels
Schrauben aus amagnetischem Werkstoff, die durch die Flusssperren reichen,
wird der nötige Axialdruck aufgebracht. Die Aufweitungsbehinderung erfolgt
durch die reibkraftschlüssige Verbindung zwischen den Einzelblechen und den
seitlichen, feststehenden Armierungsringen. Diese Maßnahme wird für eine
SynRM mit Vollpolläufer vorgeschlagen, um eine maximale Drehzahl von
55 000 U/min zu erreichen. [Butt15]
In Abbildung 5.14 und Abbildung 5.15 sind die beschriebenen Maßnahmen
bildlich zusammengetragen.

Abbildung 5.14: Zusammenfassung bekannter Maßnahmen zur Steigerung
der mechanischen Stabilität von Rotoren mit Flusssperren-
geometrien
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Abbildung 5.15: Axialstäbe als Nieten mit seitlichem Verbindungselement zur
formschlüssigen Aufweitungsbehinderung des Rotorblechs
[Lee13]

5.6.3 Anpassung der Rotorgeometrie durch Radial- und
Tangentialstege

Durch das Einfügen von Radialstegen in die Flusssperren und durch das Ver-
breitern des umlaufenden Tangentialstegs am Rotoraußendurchmesser kann
die mechanische Drehzahlfestigkeit erhöht werden. Zur Bewertung der An-
ordnung und geometrischen Ausführung der Stege lautet im ersten Schritt
die materialspezifische Anforderung, dass die in der FE-Analyse ermittelte
maximale Vergleichsspannung nach von Mises die minimale Streckgrenze
von Rp0,2 = 420N/mm2 für das Material NO20HS bei einer Drehzahl von
30 000 U/min eingehalten werden muss. Weitere Sicherheiten in der mecha-
nischen Rotorauslegung sind bisher nicht berücksichtigt. Neben der Opti-
mierung der Festigkeit liegt das Augenmerk auf der Veränderung der Dreh-
momentwelligkeit durch die festigkeitssteigernden Maßnahmen. Es wird eine
weitere Reduzierung der Drehmomentwelligkeit angestrebt, bei gleichzeitiger
Aufrechterhaltung der Werte der elektrisch optimierten Zielgrößen. Die Mo-
dellrandbedingung am Rotorinnendurchmesser lautet in ANSYS Mecha-
nical® Verbund und ist eine idealisiert steife Verbindung. Der Rotorinnen-
radius ist nicht verschieblich gelagert. Die Vernetzung wird im Bereich des
Tangentialstegs, der Radialstege und der eingeführten Flusssperrenradien ver-
feinert. Die Vernetzungssteuerung erfolgt über die Knotendichte entlang der
Geometriekanten und der Eindringtiefe von der Kante aus in den Flächenbe-
reich hinein. Zur Veranschaulichung der verschiedenen untersuchten SynRM-
Modelle der Variante 3 mit eingefügten Radialstegen und angepasster Breite
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des Tangentialstegs sind diese in Abbildung 5.16 mit ihren elektrischen und
mechanischen Kennwerten zur vergleichenden Bewertung dargestellt.
Die Ergebnisse in Abbildung 5.16 zeigen auf, dass für alle Designs die Blech-
beanspruchung im Bereich der Radialstege und der Flusssperrenverrundung
der innersten Flusssperre am höchsten sind. Das mechanisch stabilste und
elektromagnetisch zweitbeste Design, welches die Anforderungen gerade noch
erfüllt, ist Design b). Die maximale Vergleichsspannung ist bei einer Maxi-
maldrehzahl von 30 000 U/min mit σv,R = 418 N/mm2 am geringsten und
bietet damit das Potenzial für weitere mechanische Maßnahmen zur Festig-
keitssteigerung, die sich möglichst nicht auf das elektromagnetische Verhalten
des Magnetkreises der SynRM auswirken.
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Abbildung 5.16: Bewertung der Ausführung der Radialstege im Rotor
der SynRM-Variante 3 130/6-55 bei einer Drehzahl von
30 000 U/min
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5.6.4 Simulation des Synchronreluktanzmotors zur Verlust-
und Leistungsprognose

Im Anschluss an die numerische mechanische Rotordesignoptimierung durch
Einfügen von Radialstegen und angepasster Tangentialstegbreiten, wird die
bisher numerisch elektromagnetisch betrachtete SynRM-Variante 3 noch un-
ter Berücksichtigung einer effektiven Eisenlänge von lFe = 180 mm einer
numerischen Kennfeldberechnung mittels ANSYS Maxwell® unterzogen.
Die ermittelten Kennfelder der Induktivitäten und elektrischen Verluste sind
nichtlinear abhängig von den dq-Strömen und weisen Kreuzkopplungseffek-
te auf. Anhand eines automatisierten Programmablaufs in Matlab© lassen
sich diverse charakteristische Kennlinien in Abbildung 5.17 zur Beschreibung
des elektromagnetischen Betriebsverhaltens der SynRM in Abhängigkeit der
Wicklungskonfiguration berechnen.

Abbildung 5.17: Numerisch berechnete Kennlinien für das SynRM-Design 3
130/6-55-180 mit optimierter mechanischer Stabilität durch
Radialstege und angepasster Tangentialstegbreite in Abhän-
gigkeit der Wicklungsausführung
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Der Einfluss der Strangwindungszahl NS auf das Drehmoment entspricht den
Erläuterungen in Abschnitt 5.4.2 im Vergleich zu den analytisch berechne-
ten Kennlinien in Abbildung 5.7. Aufgrund der hier angenommenen Refe-
renzlänge von lFe = 180 mm ist ein maximaler effektiver Strangstrom von
Imax = 130 A bei einer Strangwindungszahl von NS = 15 und a = 6 parallelen
Spulengruppen ausreichend, um das SOLL-Drehmoment vonMel = 30 Nm zu
erzielen. Bei einer entsprechend der mechanischen Auslegung angestrebten
kurzen SynRM-Variante 3 mit lFe = 140 mm ist der effektive Strangstrom in
einer groben Abschätzung im gleichen Verhältnis auf einen Wert von mindes-
tens Imax = 168 A anzuheben. Diese Variante erzielt eine maximale Leistung
im Bemessungspunkt bei nn = 15 000 U/min von Pel = 45 kW. Es resul-
tiert ein S1-Konstantleistungsbereich mit Pel ≥ 30 kW im Drehzahlbereich
zwischen 10 000 U/min und 20 000 U/min. Der Leistungsfaktor steigt für alle
Wicklungsausführungen nicht über einen Wert von 0,65. Im Grunddrehzahl-
bereich bei Betrieb an der Stromgrenze nimmt der Leistungsfaktor Werte von
etwas weniger als 0,60 an. Maximale Werte werden im Feldschwächebereich
mit rund 0,63 erzielt. Dies sind für SynRM typische Werte und stellen einen
guten Kompromiss bzgl. der SOLL-Erfüllung dar.7 Die Drehmomentwellig-
keit nimmt konstant minimale Werte im Grunddrehzahlbereich von kleiner
als 4 % an. Mit Änderung des Stromwinkels im Feldschwächebetrieb an der
Spannungsgrenze unter Last steigt die Drehmomentwelligkeit auf maxima-
le Werte bis 12 % an. Ursache ist die Verschiebung der relativen Lage der
sinusähnlichen Felderregerkurve im Luftspalt gegenüber den Rotor- und Sta-
tornutöffnungen, wodurch sich höherfrequente Anteile im Verlauf des dreh-
momentbildenden Tangentialzugs in der Amplitude stärker ausbilden.
In Abbildung 5.18 sind die Motorverluste der Betriebspunkte der Drehzahl-
Drehmoment-Kennlinien in Abbildung 5.17 zusammengetragen. Zusätzlich
sind die Wirkungsgradverläufe ηel über der Drehzahl für die verschiedenen
Wicklungskonfigurationen abgebildet.
Für die SynRM-Variante 3 mitNS = 9 ist die Drehmoment-Drehzahl-Kennlinie
konstant, weshalb sich ebenfalls konstante Stromwärmeverluste im Stator ein-
stellen. Damit sind die modellierten Eisenverluste nur von der Grundfrequenz
abhängig und steigen entsprechend Gleichung (5.18) linear bzw. quadratisch
mit der Drehzahl an. Bei maximaler Drehzahl fallen rund 2,6 kW Verlustleis-
tung an, was bei maximaler Drehzahl und auszulegender Spindelmantelküh-
lung als ungünstig betrachtet wird. Die anderen beiden SynRM-Varianten 3
mit NS = 18 oder NS = 15 weisen eine maximale Verlustleistung von rund

7vgl. [Siel17, S. 92]
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Abbildung 5.18: Numerisch berechnete Verlustanteile und Wirkungsgrad für
das finale SynRM-Rotordesign in der Ausführung 130/6-55-
180 mit optimierter mechanischer Stabilität durch Radial-
stege und angepasster Tangentialstegbreite in Abhängigkeit
der Wicklungsausführung

1,4 kW und 1,6 kW auf. Aufgrund der a = 6 parallelen Spulengruppen wird die
Spannungsgrenze erst bei höheren Drehzahlen ab 15 000 U/min erreicht, wes-
halb ein höherer Strom im Feldschwächebereich zur Drehmomentausnutzung
verbleibt. Entsprechend fallen die Verluste im Feldschwächebereich höher aus.
Es wird ein maximaler elektrisch innerer Wirkungsgrad der SynRM mit NS =
15 von knapp 97 % im Bemessungspunkt gemäß Gleichung (5.12) erreicht. Die
Wicklungskonfiguration mit NS = 15 weist zudem maximale Wirkungsgrade
von rund 95 % bis in den Feldschwächebereich bei maximaler Drehzahl auf.
Dies spricht für die Festlegung auf diese Wicklungskonfiguration mit einer
Strangwindungszahl von NS = 15 mit a = 6 parallelen Spulengruppen, was
in einer Spulenwindungszahl von NC = 5 resultiert. In den nachfolgenden
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Abschnitten wird die SynRM-Variante 3 schließlich mit der finalen effektiven
Eisenlänge von lFe = 140 mm und einem angepassten, maximalen effektiven
Strombetrag von Imax = 175 A betrachtet. Dies wirkt sich jedoch in Form
von höheren Stromwärme- und Ummagnetisierungsverlusten aus, wobei sich
jedoch auch der Bemessungspunkt zu kleineren Drehzahlen verschiebt, wo-
durch die Verluste im Feldschwächebereich ansteigen.
Das Ergebnis der numerischen Berechnung mit einer effektiven Eisenlän-
ge von lFe = 140 mm ist in Abbildung 5.19 und Abbildung 5.20 darge-
stellt. Die Betriebspunkte sind mittels Variation des Stromwinkels θel für
eine maximal abzuführende Kühlleistung über die Stator-Mantelkühlung an-
gepasst. In Tabelle 5.7 sind die Betriebspunkte der Kennlinien aufgelistet.
Die Verluste der SynRM betragen über alle optimierten Betriebspunkte hin-
weg rund 1,68 kW. Die Einsatzdrehzahl der Feldschwächung durch Definiti-
on des Betriebs an der Spannungsgrenze liegt bei n = 22 000 U/min. Der
S1-Konstantleistungsbereich nach der Anforderungsliste Tabelle 4.1 erstreckt
sich über den Drehzahlbereich von etwa 11 500 U/min bis 30 000 U/min. Die
maximale Leistung beträgt 44,8 kW bei n = 22 000 U/min.

Abbildung 5.19: Numerisch berechnete Kennlinien für das mechanisch finale
SynRM-Design 3 der Ausführung 130/6-55-140 mit optimier-
ten Betriebspunkten
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Abbildung 5.20: Numerisch berechnete Verlustanteile und Wirkungsgrad für
das mechanisch finale SynRM-Design 3 der Ausführung
130/6-55-140 mit optimierten Betriebspunkten

In Abbildung 5.21 sind die Kennfelder der numerisch ermittelten absoluten
Induktivitäten Ld und Lq dargestellt. Es prägt sich die für SynRM mit hoher
magnetischer Anisotropie typische Formgestalt aus (vgl. [Siel17, S. 105]). Aus
den simulierten Induktivitäten nach Gleichung 5.10 ergibt sich das elektrische
Drehmoment in Abbildung 5.22.

Tabelle 5.7: Betriebspunkte des finalen SynRM-Rotordesign der Variante 3 in
der Ausführung 130/6-55-140 mit optimierten Betriebspunkten

Betriebspunkt 1 2 3 4 5 6 7
Verkettete Spannung Uph−ph in V(eff) 102,2 223,4 282,2 358,1 380,4 380,8 381,0
Effektiver Strangstrom IS in A(eff) 164,0 149,0 138,0 122,0 116,0 113,0 108,0
Frequenz fS in Hz 250 575 750 1000 1100 1250 1500
Drehzahl n in U/min 5000 11500 15000 20000 22000 25000 30000
Mech. innere Leistung Pmech in kW 16,0 32,8 38,9 44,2 44,8 44,5 39,2
Drehmoment M in Nm 30,6 27,2 24,8 21,1 19,4 17,0 12,5
Stromwinkel θ in ◦ 61,0 61,0 61,0 61,0 62,2 68,9 74,5
Verlustleistung PV,el in W 1685 1690 1685 1698 1690 1679 1678
Induktivität Ld in mH 0.411 0.441 0.465 0.504 0.531 0.592 0.638
Induktivität Lq in mH 0.111 0.115 0.119 0.125 0.128 0.132 0.136
Schenkligkeit ξ 3,7 3,8 3,9 4,0 4,1 4,5 4,7
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Schaltung Ld,max in mH Lq,max in mH Imax,eff in A
6 parallele Spulengruppen 0,666 0,628 170

Abbildung 5.21: Numerisch berechnete Induktivitätskennfelder in Abhängig-
keit der dq-Ströme

5.7 Steigerung der Drehzahlfestigkeit des
Rotorblechpakets

Im Abschnitt 5.7 sind einführend festigkeitssteigernde Maßnahmen am Ro-
torquerschnitt nach Stand der Technik aufgeführt. Diese Maßnahmen sind auf
den Rotorquerschnitt der SynRM-Variante 3 hinsichtlich des Einbringens von
Radialstegen und Anpassung der Tangentialstegbreiten eingeführt und nume-
risch mechanisch als auch elektromagnetisch bewertet worden. Jedoch reichen
die Maßnahmen im Rotorquerschnitt nicht aus, um mit ausreichender Sicher-
heit den Betrieb bei maximaler Drehzahl abzusichern. Hinzu kommt, dass
bisher die Welle-Nabe-Verbindung zwischen Spindelwelle und Rotorblechpa-
ket nicht betrachtet wurde. Daher werden weiterführende festigkeitssteigern-
de Maßnahmen unter Annahme einer vernachlässigbaren Auswirkung auf das
elektromagnetische Verhalten nach Stand der Technik vorgestellt. Die erstell-
ten Simulationsmodelle zur Identifizierung geeigneter festigkeitssteigernder
Maßnahmen sind in Abbildung 5.23 dargestellt. Sukzessive wird dabei auch
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Schaltung Mel,max in Nm Imax,eff in A
6 parallele Spulengruppen 31,5 170

Abbildung 5.22: Drehmoment aus den mittels FE-Simulation ermittelten In-
duktivitäten des mechanisch finalen SynRM-Designs 3 der
Ausführung 130/6-55-140

der Einfluss der Welle-Nabe-Verbindung auf die Beanspruchung und damit
maximal ertragbare Drehzahl des Rotorblechquerschnitts berücksichtigt.

5.7.1 Verguss der Flusssperren

Die Hohlräume der Flusssperren werden mit einem paramagnetischen Spezi-
alkunstharz, wie zum Beispiel Ebalta vergossen. Das 2D-FE-Modell besitzt
an der Rotornabe die Verbund-Randbedingung zur Welle. Das Ergebnis ist
eine Steigerung der maximal ertragbaren Drehzahl bis 31 000 U/min bis zum
Erreichen der maximalen Beanspruchung in Höhe der Streckgrenze des Elek-
troblechs. Kritische Stellen sind immer die Radialstege in der größten Fluss-
sperre. Der Nachteil ist jedoch, dass das mechanische Verhalten einer Kle-
beschicht schlecht zu berechnen und vorherzusagen ist. Im schlimmsten Fall
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Abbildung 5.23: Erstellte Simulationsmodelle aus Kombination der Welle-
Nabe-Verbindungen mit festigkeitssteigernden Maßnahmen

geht die Verbindung zwischen Elektroblech und Verguss im Laufe des Be-
triebs verloren. Die beschleunigte Masse des Kunstharzes wirkt verstärkend
als zusätzlich zu ertragende Zugbelastung auf die Radialstege.

5.7.2 Auslegung und Wirkung von Stützblechen

Stützbleche dienen als radiale Aufweitungsbehinderung durch seitliche, reib-
kraftschlüssige Stützwirkung. Die Auslegungskriterien zum Einsatz von Stütz-
scheiben sind in [Siel17, S. 95 ff.] zusammengefasst. Sie besitzen keine Luft-
schlitze bzw. Flusssperren und sind damit vollflächig ausgeführt. Die Werk-
stoffeigenschaften sind so gewählt, dass das E-Modul mit 200 GPa etwa gleich
große und die Streckgrenze mit 500 N/mm2 größer sind im Vergleich zu den
mechanischen Kennwerten des Elektroblechs NO20HS (siehe Abschnitt A.7)
[HSM 23a; Quic23]. Die Stützbleche sind mit einem höheren, minimalen Über-
maß von 42µm (16MnCr5-Welle) bzw. 45µm (Ni42-Welle) im Vergleich zum
SynRM-Rotorblech auf der Spindelwelle gefügt. Die axiale Breite der Stütz-
bleche wirkt sich auf die elektromagnetischen Eigenschaften des Rotorpa-
kets aus. Die effektive Eisenlänge lFe wird reduziert. Die Induktivitäten Ld
und Lq nehmen linear mit für abnehmende Eisenlängen lFe ab. Da sich die
Längsinduktivität Ld stärker reduziert als die Querinduktivität Lq, sinkt das
Drehmoment. Ursache hierfür ist der verminderte magnetische Querschnitt
zur Flussführung im Rotor in Relation zu einem gegebenen Längenabschnitt
des Stators. Folglich steigt die Eisensättigung im Rotorquerschnitt. Im Be-



5.7 Steigerung der Drehzahlfestigkeit des Rotorblechpakets 157

reich des Stützblechs kommt es zu einem Abfall im axialen Verlauf der Luft-
spaltflussdichte. Das bedeutet, dass zwar weniger Energie über den Luftspalt
übertragen wird, jedoch nicht, dass die axiale Breite vollständig ungenutzt ist.
Um diesem Sachverhalt zu begegnen, wird in der Auslegung der sogenannte
Carter-Faktor nach [Bind12, S. 149] berücksichtigt. Dieser beschreibt das
Verhältnis der Luftspaltflussdichte ohne Stützbleche gegenüber der Luftspalt-
flussdichte mit Stützblechen für eine charakteristische Länge des Teilblech-
pakets lTP und der Stützblechbreite lSP [Siel17, S. 97]:

lR,Ges = nTPlTP + (nTP − 1)lSP mit der Netto-Eisenlänge, (5.31)
lFe = nTPlTP mit der effektiven Eisenlänge, (5.32)

k′c = Bδ

Bδ
= lTP + lSP

lTP + lSP − ζ
(
lSP
δ

)
δ
> 1, (5.33)
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δ

)2
]
. (5.34)

Die reduzierte Luftspaltflussdichte und die reduzierte Eisenlänge berechnet
sich in Abhängigkeit des Carter-Faktors zu:

BδlRot = Bδ
k′c
lRot = BδlFe,red; mit lFe,red = lR,Ges

k′c
. (5.35)

Sielaff führt eine Variantenstudie durch, um für einen elektromagnetisch
geringen Einfluss die zulässige Teilpaketlänge und Stützblechbreite zu unter-
suchen. Daraus geht die Grafik in Abbildung 5.24 hervor.
Für eine bestmögliche Stützwirkung zur Steigerung der Drehzahlfestigkeit
sowohl die Anzahl der Stützbleche als auch die Anzahl der Teilblechpake-
te hoch gewählt, wobei die elektromagnetische Auswirkung möglichst gering
und damit der Carter-Faktor bei 1 ≤ k′c ≤ 1,02 liegen sollte. Dies wird mit
einer marktverfügbaren Stützblechbreite von 0,5 mm und einer Teilblechpa-
ketbreite von 8,6 mm erreicht. Insgesamt ist das Rotorpaket aus nTP = 16
Teilblechpaketen aufgebaut. Die Stützscheiben sind möglichst dünn auszufüh-
ren, um Wirbelstromverluste auf ein Minimum zu reduzieren. Um den Verlust
an effektiver Eisenlänge auszugleichen, kann bei verfügbarem Bauraum der
Stator und Rotor wiederum um den verlorenen Anteil verlängert werden. Es
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Abbildung 5.24: Carter-Faktor zur Bestimmung der Breiten von Teilblech-
paket und Stützblech bei einer nominellen Luftspaltbreite
von 0,3 mm

resultiert ein Carter-Faktor von k′c = 1,004 mit einer reduzierten effektiven
Eisenlänge von lFe,red = 143 mm.

5.7.3 Axiale Stäbe aus UHM-CFK

In Analogie zum Aufbau des Rotordesigns nach Sielaff wird der Einsatz
axialer Stützstreben evaluiert. Die Stützstreben sind aus paramagnetischem
Werkstoff geringer Dichte zu fertigen und geometrisch an die Form der Fluss-
sperren anzupassen. Die Stützwirkung besteht in der seitlichen Einspannung
der Stäbe in den Wuchtringen des Rotorpakets. Die Positionierung der Ein-
spannung erfolgt so, dass eine mechanische Vorspannung zur Rotornabe hin
aufgebaut wird. Die Auslegung dieser festigkeitssteigernden Maßnahme ist
in [Siel17, S. 101 f.] beschrieben. Der Ansatz ist ein beidseitig eingespannter
Bernoulli-Biegebalken mit Streckenlast als Querkraft. Als Werkstoff kommt
CFK in der Ausführung als Ultra-Hochmodul-Faser mit einem E-Modul in Fa-
serrichtung von 330 000 N/mm2 und einer Dichte von 1,77 g/cm3 zum Einsatz
[Siel17, S. 101]. Für eine radiale Abstützung des CFK-Biegebalkens müssen in
regelmäßigen Abständen Stützbleche nach Abschnitt 5.7.2 zwischen Teilblech-
pakete in das Rotorpaket eingebracht werden. Die axiale Baulänge nimmt in
diesem Modell dadurch um das 1,4-fache zu. Dies ist als Nachteil zu bewer-
ten, da es den Bauraum vergrößert bzw. über die effektive Eisenlänge die
Leistungsdaten der SynRM beeinträchtigt. Da der Rotorquerschnitt für das
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elektromagnetische Verhalten im zur Verfügung stehenden, kleinen radialen
Bauraum bereits optimiert ist, kommt eine Anpassung der Flusssperrengeo-
metrie, wie von Sielaff durchgeführt, nicht in Frage. Dadurch steigen jedoch
der Fertigungsaufwand und die Kosten für eine geometrisch passende CFK-
Stabgeometrie. Zusammenfassend ist mit diesem Ansatz keine Steigerung der
ertragbaren Drehzahl in numerischen Berechnungen zu erzielen, da die Stütz-
bleche nun als schwächstes Element ab etwa 20 000 U/min zu fließen beginnen.
Das Rotorblech versagt bei rund 25 000 U/min. Diese Maßnahme wird daher
für schnelldrehende Motorspindeln mit SynRM nicht weiterverfolgt.

5.7.4 Axialdruck - Bemessung der Vorspannkraft

Es wird eine Steigerung der Drehzahlfestigkeit durch das axiale Vorspannen
des Rotorblechpakets angestrebt. Hierzu muss seitlich über die Wuchtringe
des Rotorpakets die Einleitung einer Zusammenpresskraft erfolgen. Die Wir-
kungsweise dieser Maßnahme ist die radiale Aufweitungsbehinderung durch
eine reibkraftschlüssige Verbindung zwischen den axialen Seitenflächen des
Elektrobleches und dazwischen liegenden Stützscheiben hoher Steifigkeit und
Festigkeit. Im Rahmen einer Parameterstudie wird die erforderliche Zusam-
menpresskraft bzw. die erforderliche axial wirkende Druckspannung auf die
Gesamtfläche der äußersten Stützscheiben - bzw. auch Wuchtringe genannt
- ermittelt. Die Elektrobleche sollen als Auslegungsziel eine Drehzahl von
36 000 U/min ertragen können, ohne dass deren Streckgrenze erreicht wird.
Das aufgebaute 3D-FE-Modell eines elektrischen Pols setzt sich aus vier Elek-
troblechen einer vereinfacht angenommenen Breite von 1,25 mm und zwei
seitlichen Stützblechen der Breite 1,00 mm zusammen. Die Kontaktrandbe-
dingung zwischen den Elektro- und Stützblechen ist reibungsbehaftet mit
einem Haftreibungskoeffizienten von µ0 = 0,2. Das gesamte Blechpaket ist an
den Polseiten und auf der Druckseite gegenüberliegenden Rückseite reibungs-
frei gelagert (siehe Abbildung 5.25a). Die Vernetzung in ANSYS Mecha-
nical® erfolgt automatisch mittels der Standardmethode „fein“. Bei dieser
Simulation ist nicht die Genauigkeit der numerischen Berechnung das Ziel,
sondern kurze Berechnungszeiten mit einem Überblick über die Beanspru-
chung der Elektrobleche in Abhängigkeit des Axialdrucks. Die Drehzahl wird
nach Aufbringen des Axialdrucks im ersten Zeitschritt innerhalb von acht
Zeitschritten linear bis 36 000 U/min angehoben. Es resultiert ein Modell mit
27 168 Elementen und 55 478 Knoten. Die Interpretation der Berechnungs-
ergebnisse erfolgt am mittleren Elektroblech „2“ hinter der Stützscheibe mit
Druckeinleitung. In den Abbildungen 5.25b und 5.25c bei 36 000 U/min ist er-
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kennbar, dass sich erwartungsgemäß mit höherem Axialdruck eine geringere
Vergleichsspannung einstellt.

Abbildung 5.25: 3D-FE-Modell und Ergebnisse zur Untersuchung des Einflus-
ses unterschiedlicher Axialdrücke auf die Vergleichsspannung
im Elektroblech

Bei einem Axialdruck von 50 MPa erreicht die Vergleichsspannung nach von
Mises nicht die Streckgrenze und das Elektroblech würde somit den Betriebs-
belastungen standhalten. Daraus lässt sich auch schließen, dass der Rotor
bei 50 MPa weniger verformt wird. Bei 10 MPa wird die Streckgrenze an ei-
nem Radialsteg bereits überschritten. Werden alle Berechnungsergebnisse der
maximalen Vergleichsspannung nach von Mises über dem Axialdruck bei
den Drehzahlen 30 000 U/min und 36 000 U/min aufgetragen, ergeben sich
die Kennlinien in Abbildung 5.26.
Ab einem Axialdruck von etwa 25 MPa für 36 000 U/min ist die Vergleichs-
spannung nach von Mises in den Rotorblechen kleiner als die Streckgren-
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Abbildung 5.26: Verlauf der Kennlinien für die Vergleichsspannung im Elek-
troblech und Stützblech in Abhängigkeit des Axialdrucks

ze der Elektrobleche. Ab ca. 40 MPa bei 30 000 U/min steigt die Vergleichs-
spannung wieder an. Es scheint, als konvergiert die Vergleichsspannung für
30 000 U/min und 36 000 U/min, was für einen dominierenden Effekt des Axi-
aldrucks gegenüber der Drehzahl spricht.
Die Parameterstudie liefert als Auslegungsergebnis die Erkenntnis, dass mit
einem Axialdruck von 50 MPa die Zielanforderung erfüllt wird. Dieser Wert
bietet ausreichend Sicherheit, um in einer weiteren Detaillierung eine prak-
tische Lösung durch die Verwendung von Stangen mit Verschraubung oder
einer Wellenmutter zu erarbeiten.

5.7.5 Axialdruck mittels Wellenmutter

Der erforderliche Axialdruck wird in dieser Konzeptbeschreibung mittels einer
Wellenmutter aufgebracht. Wellenmuttern haben den Vorteil, dass sie gängig
in Motorspindeln zur Fixierung der Lagerposition eingesetzt werden und da-
bei große Zusammenpresskräfte aufbringen [SKF 14]. Nachteilig wirkt sich
die mangelnde Positionierbarkeit hinsichtlich des Planlaufs auf das dynami-
sche Betriebsverhalten insbesondere bei schnelldrehenden Antrieben aus. Da
Gewinde nicht zentrieren, gilt es die Wellenmutter über ein eingeschliffenes
Feingewinde an das Gewinde der Welle anzupassen und zusammen mit dem
montierten SynRM auf der Spindelwelle feinzuwuchten. Andernfalls können
auch gewuchtete Wellenmuttern in der Ausführung als Stellmutter verwendet
werden. Durch den Einsatz einer Wellenmutter ergibt sich eine im Vergleich
zur Parameterstudie geringere Fläche zur Krafteinleitung. Mit einem Axial-
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druck von 50 MPa pro Pol, dem Rotorinnendurchmesser dR,i = 55,0 mm und
dem Rotoraußendurchmesser DR,a = 84,4 mm ergibt sich eine Querschnitts-
fläche des Wuchtrings pro Pol AWR von:

AWR = 60◦
360◦ ·

π

4
(
D2

R,a − d2
R,i
)

= 536,5 mm2. (5.36)

Die wirkende Axialkraft Fax,WR pro Pol berechnet sich zu:

Fax,WR = σax,WR ·AWR = 50 N/mm2 · 536,5 mm2 = 26,8 kN. (5.37)

Exemplarisch für einen ersten Geometrieentwurf sei die Wellenmutter des
Typs KMTA 11 von SKF mit einem metrischen ISO-Gewinde M55x1,5 und ei-
ner axialen, statischen Belastbarkeit von 340 kN nach [DIN1804a] eingesetzt.
Die Mutter wird über Stellschrauben gegen Verdrehen gesichert. Für eine
grobe Abschätzung des Axialdrucks, sei eine Querschnittsfläche zur Kraftein-
leitung AWM definiert, welcher sich aus dem Rotor-Innendurchmesser dR,i =
55,0 mm und dem etwas vergrößerten Außendurchmesser des Wellenmutter-
absatzes DWM,a = 75 mm im Vergleich zum Katalogwert ergibt:

AWM = 60◦
360◦ ·

π

4
(
D2

WM,a − d2
R,i
)

= 340,3 mm2. (5.38)

Der wirkende Axialdruck σWM pro Pol berechnet sich zu:

σax,WM = Fax,WR
AWM

= 26,8 kN
340,3 mm2 = 78,6 N/mm2 ≈ 80 MPa. (5.39)

Zur Evaluierung des nun veränderten Krafteinleitungsbereichs bei gleichzei-
tig erhöhtem Axialdruck wird erneut eine Parameterstudie mit einem äqui-
valenten 3D-FE-Modell aus Abschnitt 5.7.4 durchgeführt. Das Ergebnis ist
in Abbildung 5.27 dargestellt.
Der Ort der höchsten Beanspruchung ist wie in Abbildung 5.25 vom Axial-
druck abhängig. Die Stützwirkung des Axialdruckes ist in Abbildung 5.27b
im Vergleich zu Abbildung 5.27b aufgrund des hellblauen Farbbereichs gut
zu erkennen. Die tangentialen Spannungen sind bei 80 MPa wesentlich weni-
ger ausgeprägt, sodass der Rotor am Innendurchmesser weniger stark bean-
sprucht wird. Dies wirkt sich positiv auf die maximale Vergleichsspannung
an den Radialstegen aus. Die Spannungsspitzen sind jedoch in beiden Fällen
etwa gleich hoch, was auf den Einfluss der Drehzahl zurückzuführen ist. Der
Drehzahleffekt ist aufgrund der geringeren Querschnittsfläche dominierend.
Daraus folgt erkennbar in Abbildung 5.27d, dass die Vergleichsspannungen
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mit Wellenmutter deutlich höher sind als bei der Simulation ohne Wellen-
mutter. Die maximalen Vergleichsspannungen mit Wellenmutter sind weni-
ger stark abhängig von der Axialkraft im Gegensatz zur Modellierung ohne
Wellenmutter. Dies ist mit der kleineren, wirkenden Druckfläche zu erklären.

Abbildung 5.27: Berechnungsergebnisse der Parameterstudie zum erf. mittle-
ren Axialdruck bzw. der erf. Axialkraft einer Wellenmutter

Für die Finalisierung des Konzepts mit Wellenmutter sind daher zusammen-
fassend folgende Schlüsse zu ziehen. Die optimale Druckspannung muss zwi-
schen 30 MPa bis 50 MPa betragen. Die Fläche zur Krafteinleitung sollte mög-
lichst groß und der Krafteinleitungsbereich möglichst weit außen in Richtung
des Rotoraußendurchmessers beginnen, um die Stützwirkung der Aufwei-
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tungsbehinderung möglichst auch in den umlaufenden Tangentialsteg einzu-
bringen. Die abgeschätzte Versagensdrehzahl des axial vorgespannten Rotor-
pakets mittels Wellenmutter unter einem Axialdruck von σax,WM = 50 MPa
beträgt ca. 32 000 U/min. Nach Gleichung (5.37) und der Querschnittsfläche
der Wellenmutter aus Gleichung (5.38) ist mindestens eine Axialkraft von
17 kN erforderlich (vgl. Gleichung (5.40)). Im nächsten Detaillierungsschritt
wird eine Festigkeitsberechnung des Gewindes durchgeführt sowie die axiale
Druckspannungsverteilung durch das lange Rotorpaket untersucht.

Festigkeitsnachweis des Gewindes der Wellenmutter

Die Festigkeitsberechnung erfolgt mittels eines 2D-FE-Modells als statisch-
mechanische Analyse in ANSYS Mechanical® mit einer axialen Gesamt-
kraft von konservativ aufgerundet Fax,ges = 130 kN. Darin ist ein Sicherheits-
faktor von etwas mehr als SF = 1,2 für die erforderliche Axialkraft pro Pol
berücksichtigt. Die Wellenmutter aus dem angenommenen Werkstoff 34CrNi-
Mo6 besitzt einen Verschiebungsfreiheitsgrad. Die Spindelwelle ist aus dem
Werkstoff Ni42 modelliert, da dieser eine geringere Beanspruchbarkeit als
16MnCr5 besitzt (siehe Tabelle 3.1). In Abbildung 5.28a sind die Randbedin-
gungen aufgeführt. Das Ergebnis der max. vorliegenden Vergleichsspannung
nach von Mises in Höhe von 102 MPa erbringt den Nachweis, dass die Fließ-
grenze beider Werkstoffe nicht erreicht wird (siehe Abbildung 5.28b).

Abbildung 5.28: Festigkeitsnachweis des Gewindes der Wellenmutter und der
Spindelwelle
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Axiale Druckspannungsverteilung durch das Rotorpaket

Für eine gute Wirkungsweise der festigkeitssteigernden Maßnahme durch den
Einsatz einer Wellenmutter, muss die axiale Drucknormalspannung möglichst
durch alle Teilblechpakete verlaufen. Um dies zu überprüfen, wird ein 3D-
FE-Modell mit der Länge eines Viertels der Gesamtrotorpaketlänge lR,Ges
aufgebaut. Dies wird für eine Abschätzung aus Gründen einer verkürzten Be-
rechnungszeit als hinreichend betrachtet, wenn die Normalspannungen auf
einem konstanten Niveau durch die betrachtete Länge und in Abhängigkeit
der Drehzahl verlaufen. In diesem Modell wird ein Welle-Nabe-Verbund in
der Ausführung als Schwalbenschwanz- bzw. Diamantnuten gemäß Abbildung
5.33 b) definiert. Dies ist Teil der iterativen Auslegung nach Abbildung 5.23.
Damit wird exemplarisch die Wechselwirkung zwischen den Spannungssitua-
tionen in der Spindelwelle und dem Rotorblechpaket berücksichtigt. Ansons-
ten sind die Modell-Randbedingungen zur Beschreibung im Abschnitt 5.7.4
äquivalent. Jedoch ist die automatische Vernetzungsmethode in den Teilblech-
paketen TP3 und TP4 und Stützblechen SB3 und SB4 um den Faktor zwei
zu Analysezwecken verfeinert. Die Wellenmutter wirkt auf einen Wuchtring
der Breite 10 mm. Im Gegensatz zum Modell in Abschnitt 5.7.4 wird die
Druckspannung nicht über eine Konstantkraft über eine Fläche aufgebracht.
Hingegen wird in den ersten vier Lastschritten bis Lastschritt 1 durch ei-
ne vorab identifizierte Verschiebungskomponente der Wellenmutter in axialer
Richtung die Druckspannung aufgebaut, bis sich im Blechbereich eine Nor-
malspannung von etwa 50 MPa einstellt. Anschließend wird die Position der
Wellenmutter fixiert und in weiteren Lastschritten bis Lastschritt 5 die Dreh-
zahl linear erhöht.
Die axiale Drucknormalspannung baut sich über den Wirkbereich der Stütz-
bleche im Rotorpaket sukzessive auf. Die kritischste Stelle hinsichtlich der
maximal etragbaren Drehzahl befindet sich in der Zone des Teilblechpakets
TP1 hinter dem Wuchtring mit Zugspannungen, welche in rot hervorgehoben
sind. Der Verlauf der Drucknormalspannungen in den Teilblechpaketen TP3
und TP4 in Abhängigkeit der Drehzahl ist in Abbildung 5.29 gezeigt. Die
Normalspannungen in den Teilbereichen sind unabhängig von der Drehzahl
und belegen den sukzessiven Aufbau des Axialdrucks in Abhängigkeit der
Entfernung von der Krafteinleitungsstelle.
Mit einem geringeren Axialdruck im Bereich bis 30 MPa kann die Beanspru-
chung in der Spindelwelle vermindert werden. Dies reduziert die maximal
ertragbare Drehzahl laut Abbildung 5.27 nicht. Die Vergleichsspannung des
Elektroblechs im Welle-Nabe-Verbund deutet auf eine relevante Abhängigkeit
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Abbildung 5.29: Axialer Drucknormalspannungsverlauf im 3D-FE-Modell

der Wahl der Modell-Randbedingung und der Abhängigkeit des Übermaßes
hin. Diese Einflüsse werden gesondert in Abschnitt 5.7.7 untersucht.
Zum Nachweis des festigkeitssteigernden Effekts sind die Berechnungsergeb-
nisse mit und ohne Axialdruck durch die Wellenmutter beim selben Model-
laufbau in Abbildung 5.30 dargestellt. Die maximal ertragbare Drehzahl kann
um 10,5 % von 26 210 U/min auf 28 960 U/min gesteigert werden. Würde als
Elektroblech das höherfeste 10JNEX900 aus Abbildung 5.11 eingesetzt, könn-
te das Rotorpaket eine maximale Drehzahl von rund 35 000 U/min ertragen.

Montage mittels Wellenmutter

Um das Rotorpaket mit der Zusammenpresskraft von 130 kN unter Berück-
sichtigung einer Sicherheit von rund SF = 1,2 zu belasten, ist ein Anzugsmo-
ment nach [Birk08, S. 237 ff.] für eine Wellenmutter M55x1,5 nach [DIN1804a]
von 901 Nm erforderlich. Die Festigkeitsbedingung für das Gewinde ist dabei
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Abbildung 5.30: Vergleich der resultierenden max. Vergleichsspannungen im
Elektroblech im 3D-FE-Modell aus Abbildung 5.29 mit und
ohne Axialdruck

überprüft worden. Außerdem ist berücksichtigt, dass die Reibkraft in der
Kontaktfläche der Krafteinleitung zwischen Wellenmutter und Wuchtring zu-
sätzlich überwunden werden muss. Ansonsten resultiert ein reines Anzugsmo-
ment für das verbleibende Haltemoment im Gewinde von etwaMG = 440 Nm.
Letzteres Moment wäre für eine Montage praktikabler, woraus folgt, dass das
Rotorpaket durch ein Montagewerkzeug als Pressrahmen vorgespannt werden
müsste. Ein solches Werkzeug ist im Rahmen dieser Arbeit entwickelt und im
Zuge der Rotormontage eingesetzt worden (siehe Abbildung 8.1).

5.7.6 Axialdruck durch Stangen mit Verschraubung

Für die Untersuchung des Konzepts zum Aufbringen des erforderlichen Axi-
aldrucks werden Stangen aus einem paramagnetischen Werkstoff durch die
Flusssperren geführt und wie eine Zylinderkopfschraube mit Außengewinde
in einem Wuchtring seitlich des Rotorpakets verschraubt. Wie schon in Ab-
schnitt 5.7.3 kommen Stützbleche zur radialen Abstützung der Stangen zum
Einsatz. Die Bemessung der erforderlichen Schraubenvorspannkraft ergibt
sich aus der Parameterstudie für das Optimum eines Axialdrucks mit größt-
möglicher Versagensdrehzahl in Abschnitt 5.7.4. Daraus ist bekannt, dass ein
mittlerer Axialdruck von σax = 50 N/mm2 bezogen auf die Querschnittsfläche
eines Polsegments des Wuchtrings AWR erforderlich ist. Die Schraubenaus-
legung erfolgt nach [Birk08, S. 237 ff.]. Die aufzubringende Axialkraft unter
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Berücksichtigung einer abgeschätzten, reduzierten Fläche in Analogie zum
Einsatz einer Wellenmutter AWM beträgt etwa 17 kN pro Pol:

Fax = σax ·AWM = 50 N
mm2 · 340,3mm2 = 17 020 N. (5.40)

Die Flusssperren besitzen eine Breite von minimal hF,min = 2,38 mm. Nach
DIN 13-2 sind Schrauben mit metrischem ISO-Feingewinde der Größe M2,2
für den Bauraum gerade noch geeignet [DIN13-2]. Es werden Schrauben der
Festigkeitsklasse 12.9 verwendet. Mit einem Sicherheitsfaktor von SSR = 1,2
und unter Vernachlässigung einer Spannungsüberhöhung im Gewinde sind
mindestens sieben Schrauben einzusetzen [DIN13-2]:

nS = SF · Fax
Rp0,2/12.9 · π4 (d2+d3

2 )2
= 1,2 · 17 020 N

1 080 N
mm2 · π4

( 1,973 mm+1,771 mm
2

)2 = 6,871 ≈ 7.

(5.41)

Darin ist Rp0,2/12.9 die Streckgrenze einer Schraube der Festigkeitsklasse 12.9
[Birk08, S. 244]. d3 ist der Kerndurchmesser und d2 der Flankendurchmesser
nach DIN 13-2. Die Schrauben werden äquidistant auf Kreisbögen im Pol-
querschnitt verteilt, um den Einfluss auf die Unwucht zu minimieren und eine
gleichmäßige Krafteinleitung zu ermöglichen. Die Anordnung der Schrauben
und die Druckspannungsverteilung im Rotorquerschnitt sind in Abbildung
5.31 dargestellt. Es resultiert ein gerundeter, mittlerer Axialdruck von 52 MPa
im Stillstand. Je Schraube muss eine Vorspannkraft von FV = 2429 N auf-
gebracht werden. Die Bedingung für ein selbsthemmendes Gewinde ist nach
[Birk08, S. 237 ff.] für die gewählte Steigung von PS = 0,35 erfüllt. Die DIN 13-
2 gibt drei Gewindesteigungen für M2,2-Gewinde an. Die Steigung P = 0,35
stellt mit dem geringsten mittleren Gewindeschaftdurchmesser den kritischs-
ten Betrachtungsfall dar. Nach analytischer Auslegung übersteigt die resul-
tierende Vergleichsspannung im Gewindeschaft mit ca. σV ≈ 1421 N/mm2

die zulässige Spannung von σzul ≈ 900 N/mm2. In die Vergleichsspannung
gehen axiale Zugspannungen σx aus der Vorspannkraft als auch tangentiale
Schubspannungen τxy aus dem vorliegenden Gewindemoment ein [Birk08, S.
243]:

σV =
√
σ2

x + 3τ2
xy (5.42)

Mit geringerer Steigung P = 0,2 ist die Bedingung mit σV ≈ 1097 N/mm2 oh-
ne Berücksichtigung des Sicherheitsfaktors beinahe erfüllt. Aus diesem Grund
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wird eine FE-Analyse unter Berücksichtigung der Schraubengeometrie durch-
geführt. Die Schrauben sind aus dem paramagnetischen Vergütungsstahl 34Cr-
NiMo6 der Werkstoffnummer 1.6582 für hohe Anforderungen an die Festig-
keit und Zähigkeit gefertigt. Der Elastizitätsmodul beträgt E = 210 GPa
und die Streckgrenze für Durchmesser kleiner als 16 mm liegt bei Rp0,2 ≤
1000 N/mm2.
Um die Wirkungsweise des Axialdrucks mit Schrauben auf die Steigerung der
Drehzahlfestigkeit zu untersuchen, wird ein 3D-FE-Modell aufgebaut. Das
Modell setzt sich aus vier Rotorblechen der Breite 1,25 mm zusammen, wobei
seitlich die Wuchtringe als Stützscheiben der Breite 5 mm modelliert werden.
In ANSYS Mechanical® wird das Gewinde imaginär unter Vorgabe der
Vorspannkraft mittels desMultiZone-Befehls vernetzt. Dies berücksichtigt die
Vorspannkraft durch Trennen, imaginäres Verkürzen des Gewindeschafts und
Verketten der Knotenpunkte in der Schnittstelle, welche die Reaktionskräfte
im Gewindeschaft übertragen [GmbH11]. Die Randbindung in der Rotornabe
ist in einer Simulation als freie Randbedingung vorgegeben und in einer wei-
teren Simulation als idealer Verbund-Kontakt zur feststehenden Umgebung
modelliert. Die freie Randbedingung ermöglicht die radiale Aufweitung der
Rotornabe. Der Werkstoff der Spindelwelle und Temperatureinflüsse bleiben
zunächst unberücksichtigt.
Aus den Simulationsergebnissen geht hervor, dass die Vergleichsspannung der
Schrauben nach von Mises bereits im Simulationsschritt des Aufbringens der
Vorspannkraft die zulässige Fließgrenze des Werkstoffs überschreiten. Dies
entspricht der Erwartung aus der analytischen Vorauslegung. Um dennoch
den Effekt der Axialdrucks mittels Schrauben auf die Vergleichsspannung in
Abhängigkeit der Drehzahl zu untersuchen, wird eine Festigkeitsklasse von
mindestens 14.9 erforderlich. Hierfür könnten Schrauben bspw. aus einem
ähnlichen Werkstoff, wie NiCr19MoNb (2.4668) jedoch mit einer Streckgren-
ze von Rp0,2 ≤ 1260 N/mm2 und einer Zugfestigkeit von Rm ≤ 1400 N/mm2,
gefertigt werden. Dies sind spezielle Werkstoffanforderungen, so dass das Kon-
zept wirtschaftlich nicht umsetzbar ist und daher nicht weiter verfolgt wird.
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Abbildung 5.31: Anordnung der Schrauben, Druckverteilung sowie die Ver-
formung einer Schraube mit 25-facher Vergrößerung bei
36 000 U/min und idealer Verbund-Randbedingung in der
Rotornabe

5.7.7 Einfluss der Welle-Nabe-Verbindung auf die
Drehzahlfestigkeit

Die weiterführenden Maßnahmen zur Steigerung der Drehzahlfestigkeit schlie-
ßen die Berücksichtigung der Welle-Nabe-Verbindung zwischen Spindelwel-
le und Rotorblechpaket mit ein. Entsprechend gilt es, eine geeignete Welle-
Nabe-Verbindung in Abhängigkeit des Werkstoffs für die Spindelwelle und der
aus dem Stand der Forschung nach [Siel17] erwarteten Betriebstemperaturen
für SynRM auszulegen. Der Aufbau der mechanischen FE-Simulationsmodelle
beruht im ersten Entwicklungsschritt, wie in Abschnitt 5.6.3 angewendet, auf
der idealen Randbedingung einer Verschiebung von 0 mm am Rotorinnen-
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durchmesser. In Abbildung 5.32 rechts ist das Ergebnis des 2D-Modells mit
Verbund-Randbedingung zur Spindelhohlwelle aus dem Werkstoff Ni42 oh-
ne Übermaß dargestellt. In diesem Fall stellt sich an der Nabe eine radiale
Verschiebung nach außen von wenigen Mikrometern ein. Wird jedoch am Ro-
torinnendurchmesser eine radiale Verschiebung als Freiheitsgrad zugelassen,
stellt sich eine um ca. 30 % geringere maximale Drehzahl ein (siehe Abbil-
dung 5.32, links). Das Blech verschiebt sich als Ganzes beinahe gleichwertig
am Innen- und Außendurchmesser. Für die Abschätzung der mechanischen
Drehzahlgrenzen des Rotorblechs ist es erforderlich, die Verbindungsart von
Welle und Nabe als Randbedingung realitätsgetreu im FE-Simulationsmodell
abzubilden. Hierzu zählt auch die Berücksichtigung der thermisch bedingten
Bauteilausdehnungen. Im Wesentlichen sind im Elektromaschinenbau zwei
Verbindungsarten gebräuchlich: die formschlüssige Welle-Nabe-Verbindung
im Sinne einer Profilwellenverbindung und die reibkraftschlüssige Verbindung
in der Ausführung als Querpressverband. Die Zielstellung ist, einen möglichst
homogenen Verbund zwischen Welle und Rotor herzustellen.

Abbildung 5.32: Einfluss der Randbedingung am Rotorinnendurchmesser auf
die maximale Drehzahl

Auslegung einer Profilwellenverbindung mit Mitnehmernuten

Um die radiale Verschiebung am Rotorinnendurchmesser bei gleichzeitiger
Drehmomentübertragung zu verhindern, wird die Profilwellenverbindung in
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der konventionellen Ausführung als Mitnehmernuten zu einer Diamant- oder
Schwalbenschwanznut weiterentwickelt. Die Auslegung erfolgt mittels analyti-
schem Ansatz nach [Birk08, S. 197 ff.]. Der Vorteil der Profilwellenverbindung
im Vergleich zu einem Querpressverband ist die geringe initiale Vorbeanspru-
chung des Rotorblechs nach Montage. Es verbleibt hypothetisch eine höhe-
re Spannungsreserve für drehzahlabhängige Beanspruchungen im Blech. Als
Zielgröße gilt neben der Erreichung der Zieldrehzahl von 30 000 U/min mit
einem Sicherheitsfaktor von Sn = 1,2 auch die Übertragung des maximalen
Drehmoments von 30 Nm mit einem Sicherheitfaktor von SM = 2. Neben der
Platzierung der Diamantnuten, ob in der Polmitte oder in der Polgabel, wird
auch die Geometrie der Diamantnut optimiert, um unzulässig hohe Kerb-
spannungen oberhalb der Fließgrenzen des Rotorbleches und der Spindelwel-
lenwerkstoffe zu vermeiden. Da die Streckgrenze des Werkstoffs Ni42 geringer
ist als die des Werkstoffs 16MnCr5, erfolgt die Untersuchung ausschließlich
mit dem Werkstoff Ni42. Die Simulationsergebnisse lassen bei einer Spindel-
wellenausführung mit insgesamt 18 diamantförmigen Nuten auf eine maximal
erreichbare Drehzahl von ca. 26 000 U/min schließen (siehe Abbildung 5.33,
Design b)). Nachteilig wirken sich jedoch nicht vermeidbare Kerbspannun-

Abbildung 5.33: Erreichbare maximale Drehzahlen für eine Profilspindelwelle
aus dem Werkstoff Ni42 mit Diamantnuten

gen und die relativ geringe Dehngrenze des Spindelwellenwerkstoffs Ni42 von
300 N/mm2 aus. Der Spindelwellenwerkstoff begrenzt die Drehzahl, sodass
die Zieldrehzahl nicht erreichbar ist. Hinzu kommt, dass für eine möglichst
hohe erreichbare Drehzahl die Diamantnuten fertigungstechnisch anspruchs-
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voll ausgeführt werden müssen und die erforderliche Anzahl an Nuten groß
ist. Damit steigen die Fertigungskosten. Dieses Konzept wird daher nicht wei-
terverfolgt.

Auslegung eines Querpressverbands

Im Motorspindelbau ist es üblich, Rotorpakete mittels Pressverbund mit der
Rotorwelle zu verbinden. Die Auslegung eines Querpressverbands erfolgt un-
ter Berücksichtigung der radialen Bauteilausdehnung bei vorgegebener Be-
triebsdrehzahl, des wirkenden Drehmoments und der in diesem Betriebspunkt
abgeschätzten Temperaturen der Spindelwelle und des Rotorblechs. Die ana-
lytische Berechnung der erforderlichen Fugenpressung sowie des Übermaßes
erfolgt nach DIN 7190 mit den Angaben aus [Birk08, S. 210 ff.]. Das Aus-
legungskriterium ist die sichere Vermeidung kritischer Zustände der Bauteil-
paarung von Spindelwelle und Rotorblechpaket im Betrieb. Es wird mit einem
Sicherheitheitsfaktor von SM = 2 für das zu übertragende Drehmoment und
von Sn = 1,2 für die zu ertragende Maximaldrehzahl gerechnet. Das Versagen
des Querpressverbands tritt ein, wenn entweder unter Rotation die Fugenpres-
sung zu Null wird und sich damit ein Spalt in der Nabe ergibt, wodurch sich
das Rotorblechpaket von der Spindelwelle abhebt und keine reibkraftschlüs-
sige Verbindung mehr gewährleistet ist. Oder es kommt zum Durchrutschen
des Rotorpakets auf dem Sitz der Spindelwelle aufgrund einer zu geringen
Fugenpressung, welche als reibkraftschlüssige Verbindung zu schwach für das
wirkende Drehmoment ist. Folglich ergeben sich aus der Anforderungsliste
und der SynRM-Auslegung die in Tabelle 5.8 gelisteten Anforderungen und
Annahmen für die Querpressverbandauslegung. Die Übermaßwerte der ana-
lytischen Vorauslegung sind in Tabelle 5.9 aufgelistet. Zusätzlich sind die aus
der numerischen FE-Simulation ermittelten zugehörigen Versagensdrehzahlen
des Querpressverbands und des Rotorblechs angegeben.
In der Literatur finden sich Auslegungskriterien für Voll- und Hohlwellen
mit einem Vollmaterial als Rotor. Da sich im vorliegenden Fall das Ro-
tormaterial durch die Flusssperren nicht isotrop verhält, muss das analy-
tisch ermittelte Übermaß numerisch mittels FE-Analyse überprüft werden.
Hierzu wird der analytisch ermittelte, benötigte Fugendruck mit den FEM-
Berechnungsergebnissen für unterschiedliche, vorgegebene Übermaße abge-
glichen. Das zugehörige FE-Modell ist in Abbildung 5.34 aus Gründen ei-
ner verkürzten Berechnungszeit als 3D-Polsegment aus Spindelwelle und Ro-
torblechsegmenten aufgebaut. Das analytisch ermittelte Übermaß wird als
Übermaßrandbedingung in der Nabe bezogen auf den Radius in der statisch-
mechanischen FE-Analyse vorgegeben und simulativ überprüft. Die Randbe-
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Tabelle 5.8: Anforderungen und Annahmen für die Querpressverband-
auslegung

Bezeichnung Formelzeichen Wert Einheit
Oberflächenqualität für
Nabe und Welle - Rautiefe Rz 0,8 µm
Haftreibungskoeffizient Stahl-Stahl µ0 0,2
Max. Drehmoment bei
Drehzahl 0 U/min Mmax 30 Nm
Min. Drehmoment bei
Drehzahl 30 000 U/min Mmin 10 Nm
Sicherheit gegen Rutschen SM 2
Erwärmung der
Spindelwelle und des
Rotors im Betrieb

∆T 50 K

dingung für den Kontakt von Spindelwelle und Rotor in der Nabe lautet rei-
bungsbehaftet mit einer konservativen Haftreibungszahl von µ0 = 0,2 für eine
trockene Kontaktannahme von Stahl zu Stahl [Birk08, S. 138]. Die seitlichen
Randbedingungen sind mit der Vorgabe reibungsfrei ausgeführt, um die kreis-
bogenförmig umlaufende Materialkontinuität abzubilden. Das Rotorblechpa-
ket wird als 3D-Modell nicht aus den Einzelblechen mit einer Stärke von
0,2 mm modelliert, sondern zur Senkung der Berechnungszeit bereichsweise
mit einer Blechdicke von 1,25 mm bzw. 1,25 mm abgebildet. Diese Vorgehens-
weise erfolgt unter der Annahme, dass die Rotorbleche zur Paketierung und
elektrischen als auch magnetischen Isolation mit Backlack zu einem Verbund-
segment verklebt werden. Die Rotationsgeschwindigkeit steigt schrittweise
innerhalb von acht Sekunden von 0 U/min auf 36 000 U/min an. Als Annah-
me können Trägheitskräfte damit vernachlässigt werden. Nach Erreichen der
Zieldrehzahl, wird die Drehzahl für eine Sekunde gehalten um einen statio-
nären Betrieb zu simulieren. Die gewählte Einstellung „große Verformungen“
in ANSYS Mechanical® führt die Belastungsrichtung der Bauteilverfor-
mung nach. In dieser ersten Simulation sind die Betriebstemperaturen und
das wirkende Drehmoment nicht berücksichtigt.
Die Ergebnisse zeigen einen Zielkonflikt zwischen dem Versagen des Quer-
pressverbands und der Rotorbleche auf. Hohe Übermaße sprechen für ein
sicheres Halten des Querpressverbands, wobei die Bleche durch den resultie-
renden Fugendruck vorbelastet werden, was zu erheblichen Eigenspannun-
gen im Blech führt. Die äußere und innere Kraftwirkung am Rotorblechquer-
schnitt ist in Abbildung 5.13 veranschaulicht. Die verbleibende Reserve der
Vergleichsspannung nach von Mises bis zur Dehngrenze des Rotorblechs ist
reduziert. Der Rotor versagt schon bei geringen Drehzahlen.
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Tabelle 5.9: Berechnungsergebnisse der analytischen Querpressverbandausle-
gung unter Berücksichtigung des Temperatureinflusses von ∆T =
50 K zur Raumtemperatur

Materialpaarung
Spindelwelle
- Rotorblech-
paket

Erf. Über-
maß
Querpress-
verband
in µm

Res. Fugen-
pressung nach
Montage mit
erf. Übermaß
in MPa

Erf. Fugenpres-
sung bei
n = 0 U/min
undM = 30 Nm
in MPa

Erf. Fugenpres-
sung bei
n = 30 000 U/min
und M = 10 Nm
in MPa

16MnCr5 - NO20HS 26,3 26 0,44 0,15Ni42 - NO20HS 34,3 31

Abbildung 5.34: 3D-FE-Modell zur Berechnung des erforderlichen Übermaßes
in der Spindelwelle-Rotornabe-Verbindung

Bspw. beträgt die maximale Vergleichsspannung nach von Mises im Rotor-
blech im Montagezustand ca. 350 MPa bei einem Übermaß von 0,045 mm.
Um den Zielkonflikt aufzulösen ist eine Feinauslegung des Querpressverbands
unter Berücksichtigung der Fertigungstoleranzen nötig. Daraus folgt, dass
die Versagensdrehzahlen von Querpressverband und Rotorblech angeglichen
werden müssen. Dies geschieht durch Berechnung eines optimalen Übermaß-
bereichs, wie in Abbildung 5.35 für die beiden Materialpaarungen von Spin-
delwelle und Rotorblechpaket angegeben.
Die Übermaßbereiche in Abbildung 5.35 sind gemäß der in Tabelle 5.10 ab-
gebildeten Passungsauslegung einstellbar. Der Einfluss des Werkstoffs der
Spindelwelle auf die Passungsauslegung ist durch den E-Modul gegeben. Da
der E-Modul des Werkstoffs Ni42 gegenüber dem Werkstoff 16MnCr5 gerin-
ger ist (siehe Tabelle 3.1), muss das Übermaß für die Materialpaarung Ni42
- NO20HS größer sein. Fertigungstechnisch kann am Innendurchmesser des
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Abbildung 5.35: Optimale Übermaßbereiche für die zwei Materialpaarungen
von Spindelwelle und Rotorblechpaket ohne Temperaturein-
fluss

Rotorblechpakets durch das Laserschneiden maximal eine Grundtoleranz von
IT-7 erzielt werden. Daher wird das Blechpaket anschließend in einem Hon-
prozess auf 0,010 mm angepasst. Die Spindelwelle wird im Bereich des Rotors
innerhalb eines Toleranzfelds von 0,004 mm genau geschliffen. Die Fertigungs-
toleranzen führen zu einem Einstellfenster für das Übermaß mit der Breite
von rund 12µm. Engere Toleranzen sind fertigungstechnisch nur mit höheren
Kosten realisierbar und daher hier nicht weiter betrachtet, um ein praktisch
umsetzbares Konzept zu untersuchen.

Tabelle 5.10: Resultate der Passungsberechnung zur Einstellung des optima-
len Übermaßbereichs

Werkstoffpaarung
Sollwert
Durchmesser
in mm

Unteres
Abmaß
in mm

Oberes
Abmaß
in mm

min.
Übermaß
in mm

max.
Übermaß
in mm

Nabe NO20HS 55,000 0,000 0,010 0,032 0,046Welle 16MnCr5 55,000 0,042 0,046
Nabe NO20HS 55,000 0,000 0,010 0,035 0,049Welle Ni42 55,000 0,045 0,049

Zur Untersuchung des Temperatureinflusses auf die Fugenpressung und damit
auf die Versagenskennlinien in Abbildung 5.35 ist im FE-Modell zusätzlich
eine relative Temperaturerhöhung gegenüber der Raumtemperatur von 22 ◦C
berücksichtigt. Die Temperaturen der Spindelwelle und des Rotorblechpakets



5.7 Steigerung der Drehzahlfestigkeit des Rotorblechpakets 177

betragen jeweils 70 ◦C. In Abbildung 5.36 sind die Auswirkungen der Be-
triebstemperatur auf die Vergleichsspannung im Rotorblech, den mittleren
Fugendruck in der Nabe und die gemittelte radiale Verlagerung des Rotorau-
ßendurchmessers für die Spindelwelle-Rotornabe-Verbindung Ni42 - NO20HS
ohne zusätzliche, äußere festigkeitssteigernde Maßnahmen dargestellt.
Mit steigendem Übermaß steigt auch die mechanische Vorbeanspruchung
des Rotorblechs im Stillstand, sodass eine verminderte Spannungsreserve bis
zum Erreichen der maximal zulässigen Vergleichsspannung verbleibt. Ent-
sprechend sinkt die Versagensdrehzahl des Rotors mit steigendem Übermaß.
Durch den Einfluss der Temperatur dehnen sich die Körper radial in Ab-
hängigkeit ihres Wärmeausdehnungskoeffizienten aus. Da der Wärmeausdeh-
nungskoeffizient von NO20HS mit 11,8 · 10−6 1/K fast doppelt so groß ist wie
der des Werkstoffs Ni42 mit 5,6 · 10−6 1/K, dehnt sich das Rotorblech stärker
aus, wodurch der Fugendruck als auch die Vergleichsspannung abnehmen. Die
radiale Verlagerung nimmt zu. Letztlich wird deutlich, dass selbst mit dem
fertigungstechnisch erzielbaren Toleranzfeld des resultierenden Übermaßes ei-
ne weite Streuung der Versagenskennwerte verbleibt.
Aus Abbildung 5.37 geht für die finale Rotorvariante8 mit Stützblechen und
Wellenmutter hervor, dass die festigkeitssteigernden Maßnahmen die Versa-
gensgrenze des Rotors zu höheren Drehzahlen verschieben. Der Temperatur-
einfluss bewirkt einerseits eine Erhöhung der Versagenskennlinie des Rotors
und andererseits eine Reduzierung der Versagenskennlinie des Querpressver-
bands. Aufgrund der berücksichtigten Sicherheit, wird dies jedoch als weniger
kritisch eingeschätzt als das Potenzial zur Ausnutzung der maximal zulässigen
Vergleichsspannung nicht voll auszuschöpfen. Als Fazit sollte eine maximale
Drehzahl bis 25 000 U/min erzielbar sein. Darüber hinaus besteht die Gefahr
der plastischen Verformung des Rotorblechs oder des Abhebens des Rotorpa-
kets von der Spindelwelle.
Zusammenfassend zeigt die Querpressverbandauslegung das Potenzial auf,
einen sicheren Welle-Nabe-Verbund in einem engen Toleranzfeld des resul-
tierenden Übermaßes nach Montage hervorrufen zu können. Die Zieldreh-
zahl von 30 000 U/min ist jedoch nicht erreichbar. Das Rotorblechpaket kann
mit der Kombination aus Querpressverband, Stützblechen und einer Wellen-
mutter für ein relativ geringes Übermaß von etwa 35µm bis zum Eintreten
der plastischen Verformung in lokalen Blechbereichen maximal 25 000 U/min
erreichen. Das Montageverfahren durch thermisches Schrumpfen der Spin-

8siehe Proberotorvariante TR3 in Abschnitt 5.7.8
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Abbildung 5.36: Einfluss der Temperatur und des Übermaßes auf die
Spindelwelle-Rotornabe-Verbindung der Materialpaarung
Ni42 - NO20HS (vgl. SynRM-Proberotor TR1)
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Abbildung 5.37: Numerisch ermittelte Versagensgrenzen des Querpressver-
bands und des Rotors der Materialpaarung Ni42 - NO20HS
unter Temperatureinfluss (vgl. SynRM-Proberotor TR3)

delwelle mittels flüssigem Stickstoff und Erwärmen des Rotorblechpakets ist
praktisch etabliert und kann mit bekannten Kosten realisiert werden.

5.7.8 Schleuderversuche zur experimentellen Validierung

Um für den Aufbau eines Demonstrator-Spindelsystem die Berechnungser-
gebnisse zu validieren und das finale Konzept zur Steigerung der Drehzahl-
festigkeit mit Stützblechen und Wellenmutter zu verifizieren, werden Schleu-
derprüfungen mit eigens dafür aufgebauten Proberotoren durchgeführt. Die
in diesem Abschnitt vorgestellten Ergebnisse sind Teil der Publikation [We-
be19b]. Im Vergleich mit den in der Forschung angegebenen Maximaldrehzah-
len von SynRM bis zum gegenwärtigen Zeitpunkt deutet die in dieser Arbeit
vorgestellte Lösung zur Steigerung der Drehzahlfestigkeit auf eine Erweite-
rung des Stands der Technik für SynRM in der Anwendung für Motorspindeln
und darüber hinaus auch für Traktionsantriebe hin. Zum Vergleich sind die
SynRM aus den recherchierten Publikationen mit den Stichworten „SynRM“
oder „High Speed SynRM“ in Abbildung 5.38 mit deren maximaler Drehzah-
len gegenüber deren Bemessungsleistung aufgetragen.
Für die praktische Prüfung von Hochgeschwindigkeitsrotoren werden spezi-
elle Prüfstände verwendet. Zielparameter der Untersuchungen sind bspw. die
maximale Drehzahl, die radiale elastische Verformung und die Rundlaufge-
nauigkeit des Rotors. In einigen Fällen wird die Werkstoffbeanspruchung un-
tersucht. Hierfür sind spezielle Messgeräte und Software erforderlich, wie sie
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Abbildung 5.38: Synchronreluktanzmotoren in Forschung und Industrie auf
der Grundlage des S1-Dauerbetriebs, ein Überblick [We-
be19b]

in [Günt11] vorgestellt werden. In modernen Schleudermaschinen kommen be-
rührungslose Sensoren, wie z. B. kapazitive Wegmesssensoren oder vorzugs-
weise Laser-Doppler-Vibrometer, zum Einsatz. Damit ist es möglich, auch
bei hohen Umfangsgeschwindigkeiten der Prüfrotoren eine ausreichend hohe
Auflösung bei geringer Messunsicherheit zu erhalten. Am PTW der TU Darm-
stadt steht ein Schleuderprüfstand ohne integrierte Sensoriken zur Verfügung,
weshalb analog zu [Siel17, S. 102 ff.] eine sequentielle Prüfung von SynRM-
Proberotoren bestehend aus Schleudervorgang und anschließender taktiler
Vermessung an einem Koordinatenmessgerät vorgenommen wird.

Aufbau des finalen SynRM-Rotordesigns

Das finalisierte SynRM-Rotordesigns stellt eine Kombination aus den nach-
folgend beschriebenen Maßnahmen dar, mit welcher im relativen Vergleich
die maximale ertragbare Drehzahl am weitesten gesteigert werden kann. Der
Strukturaufbau des Rotors ist in Abbildung 5.39 dargestellt.
Die Welle-Nabe-Verbindung ist ein reibkraftschlüssiger Querpressverband.
Das Rotorblechpaket ist aus mehreren geblechten Teilpaketen des finalen
SynRM-Rotorblechquerschnitts aus dem Werkstoff NO20HS aufgebaut, wel-
che durch paramagnetische Einzelbleche aus nichtrostendem, austenitischem
Chrom-Nickel-Stahl 1.4310 (X10CrNi18-8) hoher Festigkeit voneinander ge-
trennt sind. Über eine Wellenmutter und seitliche Wuchtringe wird eine axiale
Zusammenpresskraft in Höhe von 130 kN auf das Blechpaket ausgeübt. Zu-
sätzlich sind alle Einzelbleche untereinander mittels Backlack verklebt. Ins-



5.7 Steigerung der Drehzahlfestigkeit des Rotorblechpakets 181

Abbildung 5.39: Aufbau des High Speed SynRM-Rotors mit Spindelwelle

gesamt erhöht sich dadurch die radiale, reibkraftschlüssige Wirkung zur Auf-
weitungsbehinderung der Rotorbleche.

Proberotoren für den Schleudertest

Für den Schleuderversuch werden vier Proberotorvarianten vom finalen Ro-
tordesign abgeleitet, um die relative Wirkung der jeweiligen festigkeitsstei-
gernden Maßnahmen zu validieren. Die Dummy-Welle ist als Hohlwelle mit
dem kritischsten, kleinsten Innendurchmesser der Spindelwelle unterhalb des
Rotorblechpakets ausgeführt. Jedes Blechpaket und jede Proberotorwelle wird
vor dem Zusammenbau taktil auf einem Koordinatenmessgerät vermessen,
um das resultierende, mittlere Übermaß nach der Montage zu berechnen.
Die Messunsicherheit beträgt 0,2µm. Das resultierende, mittlere Übermaß
berechnet sich aus drei Messwerten des jeweiligen Durchmessers in drei ver-
schiedenen Messebenen. Um einen experimentellen Eindruck der Streubreite
der Kennwerte aus dem Schleuderversuch in Abhängigkeit des resultieren-
den Übermaßes zu erhalten, werden je Proberotorvariante zwei Proberoto-
ren aufgebaut. Es wird der kritischere Spindelwellenwerkstoff Ni42 für alle
Proberotorvarianten verwendet. Als Paarvergleich und zur Validierung der
Auslegung existiert die finale Rotordesignvariante mit dem Wellenwerkstoff
16MnCr5. Die Proberotorvarianten sind in Tabelle 5.11 aufgelistet und in
Abbildung 5.40 gezeigt. Die gemessenen Übermaße liegen innerhalb der To-
leranzfeldbreite für das Übermaß (vgl. Tabelle 5.10).

Verfahrensweise der Schleudertests

Die Schleuderversuche finden in einem vakuumierten Bunker des Schleuder-
prüfstands des Typs Schenck EngroTec statt. Jeder Proberotor wird mit einer
dünnenWelle in hydrodynamischen Gleitlagern in der Schleudermaschine auf-
genommen. Vor der Aufnahme werden die Proberotoren dynamisch in zwei
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Tabelle 5.11: Aufbau der Proberotorvarianten mit resultierenden Übermaßen

SynRM Proberotor
Werkstoff
der Spindel-
welle

mittl. Über-
maß in µm Stützbleche Wellenmutter

TR1-1 1.3917 (Ni42) 43,6 Nein Nein
TR1-2 1.3917 (Ni42) 39,3 Nein Nein
TR2-1 1.3917 (Ni42) 44,3 Ja Nein
TR2-2 1.3917 (Ni42) 48,6 Ja Nein
TR3-1 1.3917 (Ni42) 45,0 Ja Ja
TR3-2 1.3917 (Ni42) 41,3 Ja Ja
TR4-1 1.7131 (16MnCr5) 39,3 Ja Ja

Abbildung 5.40: SynRM-Proberotorvarianten

Ebenen mittels einer Auswuchtmaschine auf G2.5 oder besser für die Dreh-
zahl von 30 000 U/min gewuchtet. Im Testverfahren werden sie mit einer kon-
stanten Winkelbeschleunigung von 0,02 m/s2 auf die Zieldrehzahl beschleu-
nigt und für 120 s gedreht. Die Zieldrehzahl wird ausgehend von der Start-
drehzahl von 12 000 U/min zunächst um je 2000 U/min angehoben und ab
18 000 U/min um je 1000 U/min gesteigert. Nach jedem Schleuderlauf bei ei-
ner Drehzahl erfolgt die Vermessung der Außenkontur des Blechpakets in vier
Messebenen auf der Koordinatenmessgerät des Typs Leitz PMM 864. Dazu
wird der Proberotor in einem selbstzentrierenden Dreibackenfutter gespannt.
Mittels einer Rubin-Tastspitze des Durchmessers 8 mm fährt die numerisch
gesteuerte Koordinatenmessgerät in einem Kreisscanverfahren mit 2 mm/s
den Rotoraußendurchmesser ab. Die Messgenauigkeit wird vom Hersteller
mit 1,2 +L/300µm angegeben. Die Rubin-Tastspitze wird vor jedem Probe-
rotor neu eingemessen, woraus eine zuverlässige Standard-Messunsicherheit
von 0,7µm resultiert. Die Umgebungstemperatur liegt bei 22 ◦C. In Abbil-
dung 5.41 ist der Schleuderprüfstand und die Aufnahme eines Proberotors im
Koordinatenmessgerät zu sehen.
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Abbildung 5.41: Schleuderprüfstand a) und Messaufbau eines Proberotors im
Koordinatenmessgerät b)

Auswertung der Schleudertests

In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Messauswertung vorgestellt.
Für einen besseren Abgleich sind die numerischen Ergebnisse äquivalenter
FE-Modelle zu den Proberotorvarianten ebenfalls dargestellt. Dies erleichtert
die Validierung der numerischen Berechnungen hinsichtlich der Untersuchung
des Übergangs vom elastischen zu plastischen Verformungsverhalten des Ro-
torpakets in Abhängigkeit der Drehzahl.
Die in Abbildung 5.42 dargestellte Grafik repräsentiert die Ergebnisse Rund-
heitsauswertung des Kreisscanverfahrens am Rotoraußendurchmesser in der
obersten Messebene unterhalb der Wellenmutter. Exemplarisch für alle Er-
gebnisse sind die der Proberotoren TR3-2 und TR4-1 vor und nach dem
Schleudertest bei 32 000 U/min gezeigt.
Der aus der Montage resultierende Fugendruck führt zu einer Vorbeanspru-
chung des Rotorbleches, weshalb dieses bereits zu Beginn der Schleudertests
die charakteristische Pol-Darstellung in Analogie zur Belastung unter Dreh-
zahl ausprägt. Die Polgabeln bzw. die Längsachse befindet sich an den Kon-
tureinbuchtungen. Die wellige Kontur entspricht der Anzahl der Rotornuten
durch die Flusssperrenenden. Die Rundheitsabweichung nimmt unter Dreh-
zahl minimal ab. Dies deutet auf mechanische Entspannungsvorgänge durch
Setzeffekte hin. Der minimale Außendurchmesser der Proberotoren TR3-2
und TR4-1 weitet sich dabei um rund 62µm und der maximale Außendurch-
messer vergrößert sich um 22µm.
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Abbildung 5.42: Rundheitsmessergebnisse der Proberotoren TR3-2 und TR4-
1 vor und nach dem Schleudertest bei 32 000 U/min

Um den Beginn der plastischen radialen Verformung zu beurteilen, werden die
Messdaten aller vier Kreisscans eines Proberotors zunächst für jede Messebe-
ne hinsichtlich der radialen Aufweitung gemittelt und anschließend die Mittel-
werte der vier Messebenen erneut gemittelt. Dies wird für alle Drehzahlstufen
durchgeführt. Das Ergebnis ist die grafische Kurve der mittleren radialen Ver-
formung bezogen auf den Ausgangswert bei 12 000 U/min wie in Abbildung
5.43 dargestellt. Da sich die radiale Verformung gegenüber 0 U/min vernach-
lässigbar innerhalb der elastischen Verformung ändert, ist dieser Wert nicht
abgebildet.

Abbildung 5.43: Mittlere radiale Verformung des Rotorblechpakets der Pro-
berotoren in Abhängigkeit von der Drehzahl
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Die Betrachtung der Ergebnisse lässt folgende Schlüsse zu. Für eine Drehzahl,
z. B. 28 000 U/min, weisen die Proberotoren ohne festigkeitssteigernde Maß-
nahmen TR1 die größten radialen Verformungen auf, gefolgt von den Probe-
rotoren TR2 mit integrieren Stützblechen. Die Proberotorvarianten TR3 und
TR4 mit Stützblechen und axialer Zusammenpresskraft dehnen sich radial am
geringsten, wobei hier die Unterschiede in der Verformung auf die Abhängig-
keit vom Übermaß zurückzuführen sind. Zwischen TR3 und TR4 spielt auch
der Werkstoff der Spindelwelle eine Rolle (vgl. Tabelle 3.1). Da sich die Spin-
delwelle aus dem Werkstoff Ni42 aufgrund ihres geringeren E-Moduls weniger
dehnt als die Spindelwelle aus 16MnCr5, wird das Rotorblechpaket durch die
Fugendruckänderung unter Drehzahl weniger beansprucht. Zusammenfassend
lässt sich für alle Proberotorvarianten ableiten, wie sich das Verformungs-
verhalten in Abhängigkeit vom Übermaß in der Presspassung verhält (vgl.
Tabelle 5.11). Je kleiner das Übermaß, desto größer sind die relativen Verfor-
mungen bezogen auf den Ausgangszustand am äußersten Radius. Diese Er-
gebnisse stimmen mit den Beobachtungen aus den numerischen Berechnungs-
ergebnissen aus Abbildung 5.36 und Abbildung 5.37 überein. Dies ist mit
der Stützwirkung durch die Umfangsspannung im umlaufenden Tangential-
steg des SynRM-Rotorquerschnitts zu erklären. Mit höherem Übermaß steigt
die Beanspruchung im Tangentialsteg an. Um eine weitere Verformung unter
Drehzahl herbeizuführen, muss die hervorgerufene Beanspruchung durch die
Zentripetalkraft größer sein, als die initial vorliegende Beanspruchung.
Abbildung 5.44 repräsentiert die numerischen Ergebnisse der gemittelten ra-
dialen Verformung einschließlich elastischer und plastischer Anteile und der
maximalen Vergleichsspannung nach von Mises in Abhängigkeit von der Dreh-
zahl. Zusätzlich ist die gemessene und gemittelte radiale plastische Verfor-
mung nach dem Schleudertest auf einer Drehzahlstufe grafisch dargestellt.
Die numerischen Berechnungen wurden unter Vorgabe des realen, gemittelten
Übermaßes des entsprechenden Proberotors im 3D-FE-Modell durchgeführt.
Die Drehzahl bei beginnender plastischer Verformung wird mithilfe der Trend-
definition der Qualitätsregelkartentechnik, bekannt aus der statistischen Pro-
zesskontrolle, bestimmt. Nach [Diet14] liegt ein Trend vor, wenn sieben auf-
steigende Intervalle aufeinander folgen. Es handelt sich dann um eine Sta-
bilitätsverletzung, die statistisch mit einer Restfehlerwahrscheinlichkeit von
weniger als 0,02 % bei einem einseitigen t-Test abgesichert ist. Die rot ge-
strichelten Linien markieren den Beginn der plastischen Verformung in den
numerischen Ergebnissen der Vergleichsspannung nach von Mises und in den
Versuchsergebnissen der bleibenden radialen Verformung nach dem Schleu-
dern.
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Nur im Fall des Versuchsrotors TR1-1 ist die Übereinstimmung zwischen
Simulations- und Versuchsdaten bei einer Drehzahldifferenz von 2000 U/min
akzeptabel. Beim Vergleich der Drehzahlgrenzen der Vergleichsspannungen in
Abbildung 5.44a und Abbildung 5.44b fällt auf, dass die Simulation der erwar-
tungsgemäß verbesserten Proberotorvariante TR3-1 mit Wellenmutter eine
niedrigere Grenze bei 15 000 U/min im Vergleich zu TR2-1 bei 16 000 U/min
aufweist. Dies entspricht nicht der Erwartung und den experimentellen Aus-
werteergebnissen. Der Fehler wird in der Modellierung der axialen Oberflä-
chenkontakte zwischen dem Elektroblech und den Stützblechen vermutet. Da
die Berechnung der Haftkontakte einer Backlack-Klebeverbindung durch De-
lamination in ANSYS Mechanical® aufgrund unbekannter Materialeigen-
schaften und einer zeitintensiven Berechnung aufwendig und ungenau ist,
sind die Zwischenblechkontakte der Proberotoren TR1 und TR2 als Verbund-
Kontakte modelliert. Die Kontaktrandbedingung für die Verbindung zwischen
Elektro- und Stützblech der Proberotorvarianten TR3 und TR4 ist hingegen
als reibungsbehaftet mit einem Haftreibungskoeffizienten von µ0 = 0,2 model-
liert. Damit soll die axiale Krafteinleitung in das Blechpaket und die radiale
Aufweitungsbehinderung durch die Überwindung der Haftreibungskraft be-
rücksichtigt werden. Auch eine Erhöhung der Reibwerte bis µ0 = 0,8 liefert
nur vernachlässigbar andere numerische Ergebnisse. Die Modellierungsvarian-
te ebenfalls mit Verbund-Kontakt, wie in Abbildung 5.37 angewendet, liefert
mit einer Versagensdrehzahl von 20 000 U/min im Vergleich zur experimen-
tellen Versagensdrehzahl von rund 23 500 U/min das bessere Ergebnis. Die
Nachbildung des realen Verformungsverhaltens ist mit dem Modellierungsan-
satz eines bilinearen Werkstoffmodells für das Elektroblech, welches sich aus
den Werten aus dem Werkstoffdatenblatt für das E-Modul, die Streckgrenze
und die Zugfestigkeit ergibt, nur begrenzt möglich. Die Randbedingungen,
die Streubreite der mechanischen Werkstoffeigenschaften sowie der Einfluss
der Fertigungstoleranzen müssen berücksichtigt werden.

Weiterführende Erkenntnisse aus den Schleuderversuchen

Neben dem eigentlichen Untersuchungsziel der Identifikation der Drehzahl-
grenze ab dem plastisches Verformungsverhalten einsetzt und die Versagens-
drehzahl des SynRM darstellt, sind aus den experimentellen Messdaten wei-
tere Erkenntnisse zu ziehen. Die Proberotoren sind für die vorangegange-
nen Auswertungen bis 32 000 U/min geschleudert worden. Es wird die Frage
untersucht, ob sich das Rotorblechpaket nach Überschreiten der plastischen
Verformungsgrenze unterhalb der korrespondierenden Grenzdrehzahl weiter-
hin nur elastisch verformt. In einem weiteren Versuchslauf wird daher erneut
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mit den Proberotorvarianten mit der Startdrehzahl von 18 000 U/min begon-
nen. Es wird Schritt für Schritt wieder die Drehzahl bis in den plastischen
Verformungsbereich erhöht und in gewissen Drehzahlstufen der Proberotor
entnommen und hinsichtlich der Verformung der Außenkontur auf dem Ko-
ordinatenmessgerät vermessen. Das Ergebnis ist für die Proberotoren TR3-1
und TR4-1 in Abbildung 5.45 dargestellt.
Mit erneutem Durchlauf #2 bleibt die radiale Verformung auf einem na-
hezu konstanten Niveau wie bei der Enddrehzahl 32 000 U/min des ersten
Durchlaufs #1. Erst bei erneutem Erreichen der Kraftwirkung bei Drehzahl
32 000 U/min setzt die plastische Verformung wieder ein. Entsprechend nimmt
die bleibende radiale Verformung gemessen nach 34 000 U/min sprunghaft zu.
Dieses Verformungsverhalten lässt sich mit dem Effekt der lokalen Kaltver-
festigung erklären (siehe Abschnitt 5.6.2). Die Berstdrehzahl des finalen Ro-
tordesigns der Proberotorvarianten TR3 und TR4 liegt bei 38 000 U/min. Die
Bruchstücke in Abbildung 5.46 belegen die numerisch als kritisch identifizier-
te Stelle höchster Beanspruchung im Bereich der Verrundung am Ende der
innersten Flusssperre.

Zusammenfassung der Schleuderversuche

Die Interpretation der Versuchsergebnisse erlaubt eine Abschätzung des Ein-
flusses festigkeitssteigernder Maßnahmen auf die maximale Betriebsgeschwin-
digkeit bis zum Beginn der plastischen Verformung des Elektrobleches. Für
die Proberotorvarianten mit Stützblechen und axialer Zusammenpresskraft
durch eine Wellenmutter können maximale Betriebsdrehzahlen von bis zu
25 000 U/min erreicht werden. Schließlich folgt für die SynRM-Motorspindel,
dass die maximale Betriebsdrehzahl von 25 000 U/min nicht überschritten
werden darf, um nicht die Betriebsfestigkeit zu vermindern und nicht die Be-
triebssicherheit zu gefährden. Die angestrebte Zieldrehzahl von 30 000 U/min
ist mit diesem Rotordesign bei der getroffenen Werkstoffauswahl nicht sicher
erreichbar. Dennoch wird ein SynRM-Gesamtkonzept vorgestellt, welches un-
ter bekannten Verfahrensschritten wirtschaftlich herstellbar ist und den Stand
der Technik für High-Speed-SynRM in Motorspindeln als auch für die Anwen-
dung in Traktionsantrieben erweitert.
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(a) SynRM-Proberotor TR1-1 mit Über-
maß 43,6µm

(b) SynRM-Proberotor TR2-1 mit Über-
maß 44,3µm

(c) SynRM-Proberotor TR3-1 mit Über-
maß 45,0µm

(d) SynRM-Proberotor TR4-1 mit Über-
maß 39,3µm

Abbildung 5.44: Beginn der plastischen Deformation anhand der experimen-
tellen radialen Verformung im Vergleich zur numerisch be-
rechneten Vergleichsspannung im Blechquerschnitt
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Abbildung 5.45: Verformungsverhalten im plastischen Bereich mit Effekt der
Kaltverfestigung; vgl. Durchlauf #1 mit Durchlauf #2

Abbildung 5.46: Zerstörte Proberotorvariante TR3-1 nach Durchlauf #2 bei
38 000 U/min





6 Auslegung des Spindel-Lager-Systems
In diesem Kapitel ist die Auslegung der starr angestellten Lagerung beschrie-
ben. Konkret wird das erforderliche Übermaß am Lagerinnenring bestimmt,
welches die Anforderungen gemäß Stand der Technik der Wälzlagerkinematik
aus Abschnitt 3.1.5 erfüllt. Im ersten Schritt erfolgt die Konzeptbeschreibung
mit der analytischen Lagervorauslegung. Im Anschluss wird auf die Qualifizie-
rung der Ausdehnungslegierung Ni42 als Spindelwellenwerkstoff eingegangen.
Nach der Auslegung des erforderlichen Übermaßes schließt das Kapitel mit
der simulativen Untersuchung des dynamischen und statischen Betriebsver-
haltens der schnelldrehenden Motorspindeln mit SynRM im Vergleich zum
elastisch angestellten System ab. Die präsentierten Ergebnisse sind als Teil
der Masterthesis [Deff18] unter der Betreuung des Autors hervorgegangen.

6.1 Vorauslegung
Die Vorauslegung ermöglicht eine detaillierte Betrachtung des Konzepts ge-
mäß der Zielsetzung in Abschnitt 4.2.3 für den Lösungsansatz der Ausdeh-
nungsbehinderung durch die Verwendung eines Werkstoffs mit geringemWär-
meausdehnungskoeffizienten für die Spindelwelle.

6.1.1 Machbarkeitsanalyse

Die grundlegende Machbarkeit einer thermisch abgestimmten Festlagerung
hängt von der Analyse der zu erwartenden Längenänderung der Spindelwelle
und der Verschiebung zwischen Innen- und Außenring an den Lagerstellen
relativ zur thermisch bedingten Gehäuseausdehnung ab. Es gilt die lineare
Beziehung für die thermische axiale Längenänderung ∆l von starren Werk-
stoffen bspw. aus [Alte16]:

∆l = l0 · αT ·∆T, (6.1)

mit der Temperaturdifferenz ∆T und dem materialabhängigen Wärmeaus-
dehnungskoeffizienten αT und der Ausgangslänge l0. Die thermisch bedingte
radiale Verschiebung eines Punkts auf dem Radius r berechnet sich für iso-
trope Materialeigenschaften bspw. nach [Schw08]:

δr(r) = r · αT ·∆T. (6.2)
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Für eine thermisch abgestimmte Lagerung muss bei gegebenem Lagerabstand
l0 aufgrund des dazwischen liegenden Elektromotors der Ausdehnungskoef-
fizient αT auf die maximal zugelassene Längenänderung des Lagerabstands
∆lL relativ zur Gehäuselängenänderung ∆lG bemessen werden. Wie in Ab-
schnitt 3.1.2 genannt, sind Ausdehnungslegierungen vor dem Hintergrund ge-
ringer Wärmeausdehnungskoeffizienten im Vergleich zu Stahl für diese An-
wendung interessant. Zur Abschätzung von αT wird der konstruktive Ent-
wurf des Motorspindelsystems in Abbildung 6.1 in Analogie zum modellier-
ten Spindel-Lager-System mit elastischer Lageranstellung aus Abschnitt 4.5
betrachtet. Die Positionierung der Lagerinnenringe auf der Spindelwelle ist
durch Wellenabsätze und Gewindehülsen gesichert. Die Position der Lagerau-
ßenringe im Lagerdeckel ist durch seitliche Anschläge ebenfalls fixiert.

Abbildung 6.1: Konstruktiver Entwurf des starr angestellten Motorspindel-
systems analog zum elastisch angestellten System mit Lager-
abstand der Ausgangslänge l0

Zur Abschätzung seien folgende Annahmen gemäß des definierten Lastfalls
aus Abschnitt 4.5.2 gewählt:

• Die Umgebungstemperatur TU beträgt 20 ◦C.
• Die Gehäusetemperatur TG beträgt 40 ◦C.
• Gehäuse aus Stahl, Wärmeausdehnungskoeffizient αT,G = 12·10−6 K−1.
• Die Wellentemperatur TW beträgt 80 ◦C.
• Die Ausgangslänge l0 beträgt 224 mm.

Die thermische Gehäuseausdehnung und damit die Verschiebung am Lage-
raußenring ergibt sich mit Gleichung (6.1) zu:

∆lG = αT,G · l0 · (TG − TU) = 0.054 mm. (6.3)
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Für eine starre Lageranstellung muss die Verschiebung am Lagerinnenring
gleich zur Verschiebung am Außenring sein ∆lG = ∆lL, weshalb sich für den
Wärmeausdehnungskoeffizienten des Wellenwerkstoffs ergeben muss:

αT,W = ∆lG
l0 · (TW − TU) = 4,0 · 10−6K−1. (6.4)

Nach [DIN17745] ist die Bedingung mit dem Werkstoff Ni42 mit der Werk-
stoffnummer 1.3917 erfüllt. In Abhängigkeit vom Nickelgehalt und der Wär-
mebehandlung schwankt der Wert des Wärmeausdehnungskoeffizienten zwi-
schen 4 · 10−6 K−1 bis 5,8 · 10−6 K−1.

6.1.2 Definition von Lastfällen

Wie schon in Abschnitt 4.5.2 für den Designentwurf zur Berechnung der elas-
tisch angestellten Lagerung, werden auch für die Auslegung der starr an-
gestellten Lagerung Lastfälle definiert. Diese stellen kritische Zustände im
Betrieb der Motorspindel dar, woraus hohe Lagerbeanspruchungen resultie-
ren. Diese Situationen gilt es zu modellieren und simulativ abzuprüfen. So ist
der Kaltstart bis zur Maximaldrehzahl ohne Vorwärmung der Motorspindel
kritisch, da Bauteilkomponenten auf Raumtemperatur verbleiben und sich
schlagartig radiale thermische Dehnungen im Lagerbereich aufgrund der La-
gerverluste ergeben. Der Notstop ist als kritisch anzusehen, da die Motorspin-
del aus dem vollständig erwärmten, und damit thermisch verformten System,
abrupt zum Stillstand kommt. Im Fall der starren Lageranstellung gibt es
keine elastische Feder, welche den Lagersitz des Loslagers nachführt und die
Vorspannung aufrecht erhält. Im Warmlauf wird die Temperatur des Spin-
delsystems über die Zeit und in Abhängigkeit der Drehzahl gesteigert, bis bei
Maximaldrehzahl der quasistationäre Temperaturzustand für den Dauerbe-
trieb erreicht ist. Die Temperaturen in Tabelle 6.1 sind in Anlehnung an die
experimentellen Messungen von [Siel17, S. 133 ff.] ausgewählt.

Tabelle 6.1: Lastfälle zur Auslegung der starren Lageranstellung

Drehzahl in U/min 0 5000 10 000 15 000 20 000 25 000 30 000 35 000
Temperatur Kaltstart 20 20 20 20 20 20 20 20
in °C Warmlauf 20 20 25 30 35 40 50 60

Notstop 60 60 60 60 60 60 60 60
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6.1.3 Vorauslegung der Lagerstellen

Im Zuge der Vorauslegung erfolgt eine Abschätzung der zu erwartenden radia-
len thermisch und rotativ bedingten Aufdehnung der Spindelwelle im Bereich
der Lagerstellen. Diese Information ist entscheidend für die Bemessung der
erforderlichen Übermaße im Querpressverband der Welle-Nabe-Verbindung
zwischen Lagerinnenring und Spindelwellenaußendurchmesser. Davon sind die
erforderlichen Fertigungstoleranzen der Spindelwelle im Bereich der Lager-
stellen abhängig. Kritische Bedingungen, wie das Abheben des Lagerinnen-
rings von der Spindelwelle oder zu hohe Flächenpressungen im Lager müssen
vermieden werden. Zum Vergleich erfolgt eine analytische als auch numerische
Analyse. Die Ergebnisse der FEM-Analyse sind in Abbildung 6.2 dargestellt.
Die Geometrie der Spindelwelle rotiert mit einer Drehzahl von 35 000 U/min.
Die Vergleichsspannung der Spindelwelle aus Ni42 weist nur eine lokal ge-
ringfügige Überhöhung an einem Absatz der Innengeometrie auf. Die radiale
Aufweitung der Spindelwelle aus Ni42 ist im Vergleich zur Stahlwelle auf-
grund des geringeren E-Moduls und der höheren Dichte größer (siehe Tabelle
3.1).

(in µm) Spindelnase LS1 Rotor LS2
Ni42 7,0 4,2 2,7 4,0
16MnCr5 4,9 2,9 1,9 2,8
Abweichung 2,1 1,3 0,8 1,2

Abbildung 6.2: Rotativ bedingte, radiale Aufweitung der Spindelwelle

Die analytische Abschätzung der erforderlichen Übermaße erfolgt nach [Schw08,
S. 11 ff.]. Hierbei werden die Einflüsse durch thermische Dehnung und rota-
tive Dehnung nach dem Prinzip der Superposition berücksichtigt. Zum einen
können die Werte aus der numerischen Simulation abgeglichen werden, zum
anderen grenzen die analytischen Ergebnisse einen zu fokussierenden Wer-
tebereich für die anschließende Parameterstudie ein. Neben dem Werkstoff
Ni42 der Spindelwelle wird der Werkstoff 100Cr6 für die Lagerringe ange-
setzt (siehe Tabelle 6.2). Die Geometriedaten der Lagerstellen sind in Tabelle
6.3 zusammengefasst.
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Tabelle 6.2: Werkstoffdaten für die Spindelwelle und die Wälzlagerringe

Welle Lagerring
Werkstoff Ni42 100Cr6
Dichte ρ in kg/m3 8150 7800
E-Modul E in kg/m2 145 000 210 000
Poisson-Zahl ν 0,29 0,3
αT in 10−6K−1 5,6 11,5

Tabelle 6.3: Geometriedaten von Welle und Lagerringen

Lager 1 Lager 2 Lager 3 & 4
Welle Lager Welle Lager Welle Lager

Außendurchmesser in mm 55 60 55 60 50 55
Innendurchmesser in mm 26 55 33 55 32 50

Die radiale Aufweitung dünner Kreisringquerschnitte der Lagerringe mit der
Bedingung ra/ri < 1,2 berechnet sich in Abhängigkeit der Drehzahl n zu
[Schw08, S. 17]:

ur(r) = 4 · π2 · ρ · n2 · r3

E
. (6.5)

Für isotrope, dickwandige Kreisringquerschnitte der Spindelwelle mit ra/ri ≥
1,2 folgt [Schw08, S. 17]:

ur(r) = −ρ · π
2 · n2 · [r2

a · (r2
i · (−ν2 − 3− 4 · ν) + r2 · (ν2 − 3 + 2 · ν))]

2 · r · E

+ −ρ · π
2 · n2 · [r2

a · (r2
i · (ν2 − 3 + 2 · ν) + r2 · (1− ν2))]

2 · r · E . (6.6)

Die thermisch bedingte Aufweitung berechnet sich nach Gleichung (6.2). Ein-
setzen der Werte aus den Tabellen 6.2 und 6.3 ergibt im Drehzahlbereich bis
35 000 U/min die Graphen in Abbildung 6.3a für die radialen Verformun-
gen an der Lagerstelle 1 im Lastfall Warmlauf. Die Aufweitung des Lagerin-
nenrings ist thermisch dominiert. Aufgrund des relativ geringen Wärmeaus-
dehnungskoeffizienten von Ni42 ist der Anteil der thermischen Ausdehnung
vergleichsweise gering. Das Übermaß in Abbildung 6.3b berechnet sich aus
der Differenz der radialen Gesamtverformungen multipliziert mit dem Faktor
Zwei für den Bezug auf den Durchmesser. Die Ergebnisse der radialen Aufwei-
tung und der erforderlichen Mindestübermaße sind in Tabelle 6.4 aufgeführt.
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Abbildung 6.3: Thermisch und rotativ bedingte radiale Aufweitung an der
Lagerstelle 1 für den Lastfall Warmlauf

Das minimal erforderliche Übermaß für Lager 1 beträgt unter Berücksichti-
gung von Sicherheit rund 23µm. Für die anderen Lagerstellen wird analog
vorgegangen. Aus fertigungstechnischer Sicht ist zur Bearbeitung des ersten
Lagersitzes der Lager 1 und 2 ein gemeinsames Mindestübermaß von 23µm
festzulegen.

6.2 Qualifizierung des Werkstoffs Ni42
Der Werkstoff Ni42 aber auch die Werkstoffgruppe der Ausdehnungslegie-
rungen sind nach Recherchen für diese Arbeit und im Austausch mit Motor-
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Tabelle 6.4: Berechnete und festgelegte, erforderliche Mindestübermaße für
die Lagerstellen aus der Vorauslegung

Lager 1 Lager 2 Lager 3 & 4
berechnetes Mindestübermaß in µm 23 19 16
gewähltes Mindestübermaß in µm 23 16

spindelherstellern bislang nicht als Spindelwellenwerkstoff eingesetzt worden.
Aus diesem Grund wird die Qualifizierung des Werkstoffs in diesem Abschnitt
erläutert.
Zur Qualifizierung von Ni42 (1.3917) als Werkstoff für Spindelwellen ist es
erforderlich die Beanspruchung unter Abschätzung der äußeren Belastungen,
wie Drehmomente, Radialkräfte und Aufdehnung unter Rotation, zu analysie-
ren sowie einen ganzheitlichen Festigkeitsnachweis nach [DIN743] zu durchzu-
führen. Die Beanspruchungsanalyse wird in [Deff18] mit den Anforderungen
aus Tabelle 4.1 durchgeführt. Die Streckgrenze des Werkstoffs Ni42 als ma-
ximal zulässige Beanspruchung wird stets eingehalten und die auftretenden
Verformungen weichen im Bereich von ≤ 1µm im Vergleich zur Spindelwelle
aus dem Werkstoff 16MnCr5 ab. Die Festigkeitsberechnung kritischer Stellen,
wie z.B. an den Wellenabsätzen, erfolgt in [Ditt19] mit dem Ergebnis, dass
die statische und dynamische Festigkeit der Spindelwelle aus Ni42 im Betrieb
unter äußeren Belastungen stets sichergestellt ist, jedoch nur etwa die Hälfte
der verbleibenden Sicherheit der Spindelwelle aus 16MnCr5 entspricht.

6.2.1 Anforderungen an die Randschichthärte der
Spindelwelle

Die Wärmebehandlung der Spindelwelle ist ein wichtiger Schritt, um neben
den grundlegenden Materialeigenschaften insbesondere die Härte in Kontakt-
bereichen zu anderen Komponenten, wie bspw. das in der Welle integrierte
Werkzeugspannsystem, das Werkzeugspannfutter mit Hohlschaftkegel oder
die Wälzlagerringe am Innendurchmesser, einzustellen. Die Härte ist definiert
als der mechanische Widerstand eines Körpers gegen das oberflächliche Ein-
dringen eines anderen Körpers [Weiß21, S. 485]. Die Korrosionsbeständigkeit
und Verschleißfestigkeit wird erhöht [Lied05]. Es existieren verschiedene Här-
teprüfverfahren nach Brinell, Martens, Vickers und Rockwell. Eine
Übersicht bietet die Literatur [Weiß21, S. 485 ff.].
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Die Lagerringe aus Wälzlagerstahl besitzen eine Härte nach Vickers von
etwa 700 HV 10 nach [FAG18] bzw. von rund 58 bis 65 HRC (Rockwell)
nach [SKF 14]. Ein gleicher Härtegrad muss für die Randschichtzone der
Spindelwelle erzielt werden, um Eindrücke von Lagerringen im Lagersitz zu
vermeiden und die Maß- und Formstabilität auch unter Belastung zu gewähr-
leisten.
Im Rahmen dieser Arbeit werden Werkstoffproben von Ni42 angefertigt, um
sie einer Wärmebehandlung durch das Leibniz-Institut für Werkstofforien-
tierte Technologien an der Universität Bremen zu unterziehen. Im Anschluss
werden die Proben mittels Härteprüfverfahren und Randschichtdicke vermes-
sen.

6.2.2 Verfahren zum Randschichthärten von Ni42

Die Auswahl des Wärmebehandlungsverfahrens ist hinsichtlich der Beibehal-
tung der charakteristischen Materialeigenschaften der Ausdehnungslegierun-
gen von großer Bedeutung. Das gängig für das Randschichthärten von Spin-
delwellen eingesetzte Verfahren ist das Nitrieren. Nach DIN EN 10052 wird die
Randschicht thermo-chemisch durch das Anreichern von Stickstoff gehärtet.
Das Nitrieren wird im Temperaturbereich von 500 ◦C bis 550 ◦C durchgeführt.
Das Nitrocarburieren findet bei etwas höheren Temperaturen von 570 ◦C bis
580 ◦C statt. Hierbei wird thermo-chemisch die Randschicht mit Stickstoff
und Kohlenstoff angereichert. Es bildet sich eine Verbindungsschicht unter
der sich eine mit Stickstoff angereicherte Diffusionsschicht befindet [Lied05].
Bei Prozesstemperaturen oberhalb von 585 ◦C kann je nach Stahl Austenit
entstehen. Die ferritischen Gefügebereiche sind nicht mehr stabil [Lied05]. Im
Fall der Nickel-Eisenlegierung kann es zu einer Veränderung der ursprüng-
lich eingestellten Magnetostriktion, d.h. Verlust der gewünschten Wärme-
ausdehnungseigenschaft, kommen.1 Die Wärmeausdehnungskoeffizienten von
Knetlegierungen werden durch die Wärmebehandlung des Weichglühens im
Temperaturbereich von 900 ◦C bis 1100 ◦C mit einer Verweilzeit von bis zu
einer Stunde und langsamer Abkühlung bei ≤ 5 K/min bis unterhalb von
300 ◦C eingestellt [DIN17745]. Für die Prozessführung des Randschichthär-
tens von Nickel-Eisenliegerungen ist daher eine niedrigere Prozesstemperatur
zu wählen und die Einwirkzeit des Prozessgases zu regeln. Da nur ausgewähl-
te geometrische Bereiche der Spindelwelle, wie bspw. die Lagersitze, örtlich

1persönliche Kommunikation mit Herr Dr.-Ing. H. Klümper-Westkamp vom Institut für
Werkstofftechnik (IWT) der Universität Bremen am 06.08.2019
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begrenzt behandelt werden sollen, sind die anderen Bereiche mit einer Paste
geschützt.
Neben dem Wärmebehandeln bietet sich Alternativ auch das Randschicht-
härten der Bauteile in lokal begrenzten Bereichen durch Plasmaverfahren
an. Beim Plasmanitrieren wird ein Plasma der stickstoff- und wasserstoff-
haltigen Atmosphäre erzeugt. Die Gase ionisieren und schlagen sich auf der
kathodisch-geladenen Bauteiloberfläche nieder. Durch Prozesstemperaturen
von 500 ◦C bis 570 ◦C diffundiert der Stickstoff in die Randschicht. Es entsteht
Eisennitrid, welche die Eigenschaft der Verschleißfestigkeit erzeugen. [Pfei18]
Das Randschichthärten mit einer DLC-Beschichtung erfolgt in einem Plasma
der durch Gleichspannung ionisierten Gasatmosphäre aus Argon, Wasserstoff
und diversen Kohlenstoffverbindungen nach dem PACVD-Verfahren (enlg.:
Plasma Assisted Chemical Vapor Deposition). Es entsteht eine wasserstoffhal-
tige, amorphe Kohlenstoffschicht auf dem Substrat. Vorteilhaft ist, dass die
Prozesstemperaturen im Vergleich zum CVD-Verfahren mit < 150 ◦C gering
sind. [Enge10] Dadurch lassen sich Endkonturen fertigen und anschließend
nahezu ohne thermische Verzüge Randschichthärten. Dies spart Fertigungs-
kosten ein. Ein weiterer Vorteil ist die Korrosionsbeständigkeit sowie die ho-
he Wärmeleitfähigkeit der Randschicht [Enge10]. Dies könnte sich vermutlich
positiv auf die Wärmeübertragung von Spindelwelle zum Lager und letztlich
auf niedrigere Gesamttemperaturen im Lagerbereich auswirken. Nachteilig ist
jedoch, dass die innenliegenden Konturen in Spindelwellen mit den Plasma-
verfahren nicht gut behandelt werden können.
Im Vorfeld des eigentlichen Randschichthärtens der Spindelwelle werden Vor-
untersuchungen anhand von Materialproben des Werkstoffs Ni42 desselben
Lieferanten durchgeführt. Es werden Materialproben von Ni42 in Form von
dünnen, runden Scheiben in allen vier Verfahren gehärtet. Je nach Härtever-
fahren werden unterschiedliche Randschichtdicken hoher Härte erzielt. Wich-
tig ist, dass die Randschicht unter thermischer und mechanischer Beanspru-
chung nicht rissig wird oder abplatzt. Am Fraunhofer-Institut für Schicht- und
Oberflächentechnik (IST) wird das Plasmanitrieren und DLC-Beschichten be-
auftragt. Am Institut für Werkstofftechnik der Universität Bremen erfolgt
das Nitrieren und Nitrocarburieren in einem Kammerofen. Die Ergebnisse
der anschließenden Härteprüfung und Randschichtdickenmessung sind aus
den zugesandten Prüfprotokollen in der Tabelle 6.5 und der Abbildung 6.4
zusammengefasst.
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6.2.3 Härteprüfung von Materialproben aus Ni42

Für die Härteprüfung der plasmanitrierten und DLC-beschichteten Proben
wird die Universalhärteprüfung nach Martens [DIN14577-1] angewendet.
Die Martenshärte wird angegeben mit HM 0,5/20/5 in der Einheit Gigapascal
(GPa). Die Zahlen entsprechend der Prüfkraft in Newton, der Anstiegszeit
der Prüfkraft und der Haltezeit bei maximaler Prüfkraft in Sekunden. Für
die Nitrier- und Nitrocarburierproben wird die Vickershärte nach [DIN6507]
bestimmt. Die weiteren Angaben in Tabelle 6.5 sind in Anlehnung an die
Härtevergleichstabelle in Abschnitt A.9 nach [DIN18265] in die vergleichbaren
Härteangaben umgerechnet.

Tabelle 6.5: Erreichte, gemittelte Härtegrade der Werkstoffproben aus Ni42

Behandlung HM 0,5/20/5 HV 0,1 HRC
keine 2746 GPa 292 ≈ 29
DLC-Beschichten 9040 GPa 2158 � 70
Plasmanitrieren 2214 GPa 233 � 20
Nitrieren kein Wert vorh. 380 ≈ 39
Nitrocarburieren kein Wert vorh. 440 ≈ 45

Das Plasmanitrieren ergibt eine Härte von 233 HV 0,1 und ist damit so-
gar geringer als die Härte der unbehandelten Probe mit 292 HV 0,1. Der
Wertebereich reicht jedoch von 67 HV 0,1 bis 504 HV 0,1. Die Schichtdicke
beträgt etwa 100µm. Die DLC-Beschichtung besitzt den höchsten Härtegrad
mit 2158 HV und erfüllt mit 70 HRC die genannten Anforderungen. Die
gemessene DLC-Schichtdicke beträgt 6,0µm± 0,3µm. Damit können Lager-
sitze unter hoher Maßhaltigkeit in der Randschicht gehärtet werden mit dem
Vorteil, dass eine Nachbearbeitung durch Schleifen nicht erforderlich ist. Ent-
sprechend dünn können die DLC-Schichten präzise aufgetragen werden.
Die Nitrierbehandlung erfolgt bei einer Temperatur von 450 ◦C, einer Bega-
sung von 1000 l/h Ammoniak (NH3) und einer Behandlungsdauer von 25 h.
Die Randschichtdicke beträgt rund 20µm und besitzt eine Härte im Mittel
von 380 HV 0,1. Der Wertebereich beträgt 270 HV 0,1 bis 490 HV 0,1.
Das Nitrocarburieren wird bei erhöhter Temperatur im Vergleich zum Nitrie-
ren mit 550 ◦C, einer Begasung von 1000 l/h Ammoniak (NH3) und 30 l/h
Kohlenstoffmonoxid (CO) sowie einer Dauer von 10 h durchgeführt. Die
Randschicht ist mit 50µm dicker und im Mittel mit 440 HV 0,1 auch härter.
Die Werte streuen im Bereich von 300 HV 0,1 bis 560 HV 0,1.
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Die Anforderungen an die Randschichthärte werden mit dem Verfahren des
Nitrocarburierens am ehesten erfüllt, da es nicht nur näherungsweise die ge-
forderten Härtegrade liefert, sondern auch die Innenbereiche der Spindelhohl-
welle behandelt. Diese Werte konnten auch in einer mitgelieferten Probe für
die finale Nitrocarburierbehandlung zusammen mit der Spindelwelle aus Ni42
bestätigt werden. Das finale Ergebnis ist in Abbildung Abbildung 6.4 darge-
stellt.

Ran-
dab-
stand

Vickers-
härte

Stan-
dard-
abw.

Mar-
tens-
härte

Stan-
dard-
abw.

µ m HV 0,1 HV 0,1 HM HM
25 200 2,9 1580 270
50 390 2,9 2840 70
200 280 1,3 2140 50

Abbildung 6.4: Ergebnis der Martenshärte (HM 0,5/20/5) am Querschliff ei-
ner Materialprobe (45 s in 3%-iger alk. HNO3 geätzt) nach
der Nitrocarburierbehandlung der Spindelwelle aus Ni42

Für die finale Einstellung eines gehärteten Randbereichs von 200µm beträgt
die Behandlungsdauer 80 h bei 575 ◦C. In der Folge sind Poren im Randbe-
reich zu erkennen. Diese sind laut [Lied05] typisch und stellen Gasphasen
von molekularem Stickstoff dar und können das Verschleißverhalten beein-
trächtigen. Unter Wechselbeanspruchung in der Spindelwelle birgt es die Ge-
fahr des Verschleißens durch Oberflächenzerrüttung in Form von Mikrorissen
und adhäsivem Verschleiß in Form von Kaltverschweißungen. Daher sollte
für zukünftige Anwendungen der Randbereich rund 100µm betragen, um die
Porenbildung durch eine verkürzte Behandlungsdauer zu vermeiden.
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6.2.4 Fazit zur Qualifizierung von Ni42 als
Spindelwellenwerkstoff

Mit den Ergebnissen der unterschiedlichen Härteverfahren und der anschlie-
ßenden Härteprüfungen und Schliffbildanalysen ist die Arbeitshypothese 3
aus Abschnitt 4.2.4 verifiziert. Die Anforderungen an die Randschichthärte
für Spindelwellen in den kritischen Bereichen der Lagersitze, des Hohlschaft-
kegels und der innenliegenden Funktionsflächen im Kontakt zum Spannsatz
des Werkzeugspannsystems sind mittels des Härteverfahrens Nitrocarburie-
ren und der genannten Verfahrensparameter erfüllbar. Eine Betrachtung der
Betriebsfestigkeit der Randschichtzone bzw. des tribologischen Verschleißver-
haltens ist nicht erfolgt und somit ausstehend für eine abschließende Beur-
teilung. Für den Aufbau des Demonstrator-Spindelsystems als HSC-SynRM-
Motorspindel sind die Erkenntnisse zielführend, sodass mit der Auslegung der
starren Lageranstellung fortgefahren werden kann. Damit ist die prinzipielle
Einsatztauglichkeit der Ausdehnungslegierung Ni42 als Spindelwellenwerk-
stoff nachgewiesen.

6.3 Berechnung der starren Lageranstellung
Die Auslegung der starren Lageranstellung fokussiert sich auf zwei Aspekte.
Zum einen muss die erforderliche minimale und maximale Überdeckung im
Bereich der vorderen und hinteren Lagerstelle ermittelt werden. In Abhängig-
keit der Maßtoleranzen der Wälzlager errechnen sich die Fertigungstoleranzen
für die Lagersitze der Spindelwelle. Zum anderen wird geprüft, dass mit den
errechneten Überdeckungen die Grenzen des kinematischen Wälzlagerbewe-
gungsverhaltens unter Annahme der Lastfälle aus Tabelle 6.1 eingehalten
werden.

6.3.1 Modell der Motorspindel mit starrer Lagerung und
SynRM

In Analogie zur Motorspindel mit elastischer Lageranstellung erfolgt die Mo-
dellierung und Berechnung mittels der Software Mesys Wellenberech-
nung© der MESYS AG. Der Modellaufbau in Abbildung 6.5 ergibt sich auf
Basis der CAD-Daten des konstruktiven Entwurfs der Motorspindel (vgl. Ab-
bildung 6.1). Das Rotorpaket der SynRM wird vereinfacht als Zusatzmasse
auf der Spindelwelle anhand der Position, der Gesamtbreite des Rotorpakets,
der Masse und der Massenträgheitsmomente modelliert. Die Massenträgheits-
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momente berechnen sich nach [Mark12a] mit den Abmaßen des SynRM, der
Annahme der Dichte von Stahl und der konservativen Berücksichtigung eines
Hohlzylinders zu:

Θxx = m

2 (r2
R,i +R2

R,a) = 5,1 · 10−3 kg ·m2, (6.7)

Θyy = Θzz = m

12(3(r2
R,i +R2

R,a) + h2) = 10,1 · 10−3 kg ·m2. (6.8)

Die Lager sind die Gleichen wie für die Motorspindel mit elastischer Lager-
anstellung in Abschnitt 4.5.1. Der Werkstoff Ni42 wird mit seinen Werkstoff-
parametern laut Tabelle 3.1 vorgegeben. Die Umgebungstemperatur beträgt
20 ◦C. Für die Spindelwelle wird je Lastfall eine Temperaturverteilung je Seg-
ment in Anlehnung an die experimentell ermittelten Messergebnisse in Ab-
bildung 2.7 aus [Siel17, S. 133 ff.] vorgegeben (siehe Abbildung 6.5b bis 6.5e).

(c) Temperaturverteilung im Warmlauf
Dreh-
zahl TG TLagerschild TW,1 TW,2 TW,3 TW,4

0 20 20 20 20 20 20
... ... ... ... ... ... ...
35 000
U/min 40 40 40 60 80 60

(d) Temperaturverteilung im Betrieb
Dreh-
zahl TG TLagerschild TW,1 TW,2 TW,3 TW,4

0 40 40 40 60 80 60
... ... ... ... ... ... ...
35 000
U/min 40 40 40 60 80 60

(e) Temperaturverteilung im Kaltstart
Dreh-
zahl TG TLagerschild TW,1 TW,2 TW,3 TW,4

0 20 20 20 20 20 20
... ... ... ... ... ... ...
35 000
U/min 20 20 20 20 20 20

Abbildung 6.5: Modellaufbau und Temperaturverteilung in der Spindelwelle

6.3.2 Berechnungen zur starr angestellten Lagerauslegung

Auf Basis der Ergebnisse der analytischen Vorauslegung des Übermaßes wird
ein Wertebereich je Lagersitz für die numerische Parametervariation zur Er-
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mittlung des erforderlichen Übermaßes festgelegt (siehe Tabelle 6.6). Weil die
Lagervorspannkraft einer Aufweitung unter Drehzahl entgegenwirkt, werden
auch kleinere Werte für die Parameterstudie zugelassen als in der Vorausle-
gung berechnet.

Tabelle 6.6: Wertebereiche zur Bestimmung des erforderlichen Übermaßes

Übermaß in µm
Variation-Nr. Lager 1 Lager 2 Lager 3 Lager 4
1 20 20 10 10
2 21 21 11 11
3 22 22 12 12
4 23 23 13 13
5 24 24 14 14
6 25 25 15 15

Erforderliches Übermaß im Betrieb

Gemäß des Auslegungskriteriums in Abschnitt 6.1.3 darf es nicht zu einem
Verlust des Kontakts zwischen Lagerinnenringen und Spindelwelle kommen.
Daher gilt als Grenzwert, dass mindestens 1µm als Überdeckung verbleiben
muss. Für den Lastfall Betrieb nach Abbildung 6.5c für Lager 1 resultiert aus
Abbildung 6.6a, dass mit einem Übermaß von 22µm die Bedingung gerade
noch erfüllt ist. In Abbildung 6.6b sind die Anfangsübermaße größer als die
eingestellten Parameterwerte. Im Warmlauf liegen zu Beginn Temperaturen
im Motorspindelsystem gleich der Umgebungstemperatur vor. Außerdem sind
die Lager auf die Spindelwelle geschrumpft, weshalb sich die Lagerinnenrin-
ge aufdehnen und sich die Spindelwelle lokal im Durchmesser verringert. Es
resultiert ein effektiv höheres Übermaß als das Nennmaß. Am Beispiel des
Lagers 1 ergibt sich im Montagezustand ein effektives Übermaß von 25µm
anstatt von 22µm. Das Simulationsprogramm berücksichtigt die elastische
Verformung der Lagerringe und der Spindelwelle.
Aus der analogen Betrachtung folgen für alle Lager 1 bis 4 die berechneten
Mindestübermaße sowie die zur Fertigung festgelegten Übermaße in Tabelle
6.7.
Die Unterschiede von 1µm und 3µm im Vergleich zu Tabelle 6.4 in den
geringeren Übermaßen resultieren aus der Vorspannung in den Lagern, welche
gegen eine Aufweitung der Lagerinnenringe wirkt.
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Abbildung 6.6: Verlust des Übermaßes in Abhängigkeit der Drehzahl des La-
gers 1

Tabelle 6.7: Berechnete und festgelegte, erforderliche Mindestübermaße für
die Lagerstellen

Lager 1 Lager 2 Lager 3 Lager 4
berechnetes Mindestübermaß in µm 22 18 13 13
gewähltes Mindestübermaß in µm 22 13

Resultierende Flächenpressung

Mit den berechneten Übermaßen erfolgt in derselben Simulation auch eine
Betrachtung hinsichtlich der Einhaltung der maximal zulässigen Flächenpres-
sung von 2000 N/mm2 gemäß den Ausführungen in Abschnitt 3.1.5. Neben der
Überdeckung am Innenring spielt auch die Passung des Lageraußenrings zum
Gehäuse eine Rolle. Aus Gründen der Montage und zur Gewährleistung eines
ausreichenden Radialspiels, um radial nicht mehr Vorspannung im Betrieb
einzubringen, gilt die Orientierung an den Ausführungen in den Lagerkata-
logen, wie z. B. [SKF 14, S. 74]. Für die Lager 1 bis 4 werden daher Werte
für die Gehäusepassung einer Festlagerung nahe an der zulässigen Obergren-
ze in Abhängigkeit der Außendurchmesser von 5µm gewählt. Es wird in der
Parametervariation für alle Lager nach Variationsnummer (Var 1 bis Var 6)
das entsprechende Übermaß nach Tabelle 6.6 vorgegeben.
Zunächst wird die maximale Flächenpressung in den Lagern für den Warm-
lauf untersucht (siehe Abbildung 6.7a). Aufgrund der anfänglichen Umge-
bungstemperatur der Bauteile, ist auch die Spindelwelle anfänglich thermisch
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nicht ausgedehnt. Die resultierende Vorspannung in den Lagern im Montage-
zustand ist im Vergleich zur Temperaturverteilung im Betrieb bei Drehzahl
0 U/min höher, weshalb hier der Warmlauf betrachtet wird.
Im Lastfall Betrieb gilt es ebenfalls einen kritischen Betriebszustand für alle
vier Lager zu betrachten (siehe Abbildung 6.7b). Dieser ist charakterisiert
durch ein thermisch aufgewärmtes und in Relation dazu ausgedehntes Sys-
tem, sodass die resultierende Vorspannung im Stillstand womöglich minimale
Werte annimmt. Es muss daher überprüft werden, dass die Wälzkörper den
Kontakt zur Laufbahn nicht verlieren und damit die Flächenpressung nicht
unzulässig niedrigere Werte als bei Nennbedingungen unter leichter Vorspan-
nung nach Vorgabe der Lagerhersteller im Lagerkatalog annimmt. Es besteht
ansonsten die Gefahr des Gleitens Abschnitt 3.1.5. Für die Lager gilt ein
minimaler Grenzwert von 800 N/mm2.

Abbildung 6.7: Bewertung der Verläufe maximaler und minimaler Flächen-
pressung über alle vier Lager

In Abbildung 6.7a resultiert eine maximale Flächenpressung von 2036 N/mm2

bei maximaler Drehzahl von 35 000 U/min für die Kennlinie „Var 3“. Dieser
Wert wird nur am Lager 2 erreicht. Dies ist aufgrund der betrachteten Sicher-
heit aber nicht kritisch. Die Flächenpressungen der anderen Lager überschrei-
ten in keinem Betriebspunkt den Grenzwert. Die Ursache hierfür liegt in der
Erhöhung des Übermaßes und damit der Vorspannung an Lager 2 nach Tabel-
le 6.7 um 4µm. Durch den Einsatz von Zwischenringen kann gegebenenfalls
die Vorspannungserhöhung für Lager 1 und Lager 2 angeglichen werden.
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Die minimale Flächenpressung in Abbildung 6.7b stellt sich am Lager 1 mit
einem Wert von rund 875 N/mm2 ein und verletzt damit die Grenzbedingung
nicht. Die Lager sind im Betriebszustand bei niedrigen Drehzahlen gerade
noch ausreichend vorgespannt. Die maximalen Flächenpressungen im Betrieb
bei Maximaldrehzahl 35 000 U/min betragen rund 1700 N/mm2.
Es schließt sich die Betrachtung des Lastfalls Kaltstart an. Aus produkti-
onstechnischen Gründen sollen die Werkzeugmaschinen möglichst unmittel-
bar nach längeren Bearbeitungspausen wieder in optimaler Fertigungsquali-
tät und Produktivität produzieren. Thermische Einflüsse durch das Warm-
fahren sind wunschgemäß auszuschließen. Nicht selten werden deshalb von
Maschinenherstellern Warmlaufzyklen vor Produktionsstart empfohlen. Das
Beschleunigen der Motorspindel auf Maximaldrehzahl aus dem kalten Zu-
stand heraus gilt es bei Betrachtung des Lastfalls Kaltstart abzuprüfen. Die
Wirkung der Drehzahl führt zu einer radial gerichteten Zunahme der Vorspan-
nung in den Lagern bei gleichzeitig nur geringfügig thermischer Ausdehnung
der Spindelwelle und damit axial gerichteter Abnahme der Vorspannung. Aus
Abbildung 6.8 geht hervor, dass ab 26 000 U/min am Lager 2 die Grenze von
2000 N/mm2 überschritten wird. Folglich wird für das starr angestellte Mo-
torspindelsystem mit SynRM ein Warmlauf empfohlen.

Abbildung 6.8: Maximale Flächenpressung der Lager im Lastfall Kaltstart

Überprüfung der Lagerkinematik unter Betriebsbelastung

Nachdem die Beanspruchung der Lager innerhalb der Grenzen nachgewiesen
wurde, werden im nächsten Schritt der Auslegung die Abrollverhältnisse in
den Schrägkugellagern unter Einfluss äußerer Bearbeitungskräfte im Lastfall
Betrieb überprüft. Gemäß Abschnitt 3.1.5 gelten für die Lagerkinematik ent-
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sprechende Grenzwerte. Das Bohr-zu-Roll-Verhältnis muss kleiner als 0,3 sein,
um zu große Bohr- und damit Reibanteile mit der Folge hoher thermischer
Reibverluste im Lager zu vermeiden. In Abbildung 6.9a ist diese Bedingung
für eine an der Plananlage in y-Richtung aufgebrachte Radialkraft von ma-
ximal 600 N gemäß Anforderungsliste Tabelle 4.1 für alle vier Lager erfüllt.
Dies stellt eine maximale Grenzbelastung dar.
Als weitere Grenzbedingung wird der Kugelvor- und -nachlauf anhand Abbil-
dung 6.9b bewertet. Durch die Radialbelastung kommt es zu einer Verschie-
bung und elastischen Verformung der Lagerinnenringe gegenüber den Außen-
ringen mit unterschiedlichen Betriebsdruckwinkeln. Die Kugeln beginnen auf
unterschiedlichen Laufbahnen abzuwälzen, wodurch sich unterschiedliche Ku-
gelumlaufgeschwindigkeiten außerhalb und innerhalb der Lastzone einstellen.
Bei zu großen relativen Abständen zwischen den Wälzkörpern größer als das
Käfigtaschenspiel besteht die Gefahr des Käfigbruchs [Weck06, S. 382]. Da
das Käfigtaschenspiel in den Kugellagerkatalogen im Allgemeinen nicht an-
gegeben ist, kann als Hilfestellung der Durchmesser der Kugel in Beziehung
gesetzt werden, da sich die Größe der Tasche an der Größe der Kugel be-
misst. Aus der Tabelle 4.1 in [Holl18, S. 82] ergibt sich für Schrägkugellager
der „mittleren“ Baureihe 7014 ein Verhältnis von Kugeldurchmesser zu Kä-
figtaschenspiel von 0,04 und für die „schwere“ Baureihe 7206 ein Verhältnis
von rund 0,042. Aus [Chen20] ergeben sich für Lager der Baureihen mit klei-
nen Wälzkörpern, wie hier für die „leichte“ Baureihe 719, tendenziell größere
Verhältnisse im Bereich von 0,05 bis 0,12. Mit den Kugeldurchmessern für
die ausgewählten Schrägkugellager ergeben sich daher mit einem Faktor von
konservativ 0,05 die Grenzen zu:

• SKF - 71911 ACE: 0,397 mm mit DB = 7,938 mm,
• FAG - HCB71910: 0,357 mm mit DB = 7,144 mm.

Abschließend muss eine weitere Überprüfung der maximalen Flächenpres-
sung im Betrieb unter Querkraftbelastung für die vier Lager erfolgen. Den
Berechnungsergebnissen in Abbildung 6.10a zufolge überschreiten die La-
ger oberhalb der maximalen Betriebsdrehzahl von 30 000 U/min den Grenz-
wert von 2000 N/mm2. Die statische Tragfähigkeit für Dauerfestigkeit im
Wälzkörper-Lagerinnenringkontakt wird überschritten. Aus diesem Grund
wird in der Simulationsumgebung eine Lagerlebensdauerberechnung für die
Lager durchgeführt. Das typische Berechnungsverfahren nach [DIN281] ba-
siert auf der Werkstoffermüdung. Die modifizierte Referenzlebensdauer Lnmr
nach [DIN1804b] ist der aktuellste Normenstand und baut auf die Norm zur
Berechnung der nominellen Lebensdauer [DIN281] auf. Zusätzlich werden das
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Abbildung 6.9: Überprüfung der Lagerkinematik im Betrieb unter Querkraft-
belastung an der Plananlage von 600 N anhand des Bohr-zu-
Rollverhältnis und Kugelvor- und nachlaufs

Lastkollektiv auf die Wälzkörper durch das Lagerkippmoment und das La-
gerspiel berücksichtigt. Beiwerte beziehen Einflussfaktoren, wie Sauberkeit,
Schmierung und die Lagerausfallwahrscheinlichkeit mit ein. Die in Tabel-
le 6.8 angegebenen modifizierten Referenzlebensdauern für eine Radialkraft
von 600 N, einer Drehzahl von 30 000 U/min, einen maximalen erweiterten Le-
bensdauerfaktor von aISO,max = 12 und einer Ausfallwahrscheinlichkeit von
10 % werden je Lager im Vergleich zum elastisch angestellten Motorspindel-
system erzielt. Alle anderen Parameter in der Simulationsumgebung, wie z.
B. die Schmierbedingungen der Öl-Luft-Schmierung und Temperaturen, sind
äquivalent.

Tabelle 6.8: Berechnete modifizierte Referenzlebensdauer L10nmrh je Lager im
Vergleich der starren zur elastischen Lageranstellung der Motor-
spindel mit SynRM

modifizierte Referenzlebensdauer L10nmrh Lager 1 Lager 2 Lager 3 Lager 4
elastische Lageranstellung 46 578 h 44 512 h 64 762 h 68 580 h
starre Lageranstellung 15 309 h 12 042 h 16 313 h 16 345 h

Die minimale modifizierte Referenzlebensdauer der starren und elastischen
Lageranstellung ist erwartungsgemäß Lager 2 zugeordnet. Dieser Wert liegt
oberhalb von 10 000 h Betriebsstunden, was laut [Weck90] für Hochgeschwin-
digkeitsspindeln als allgemeine Anforderung gilt. Die Lagerlebensdauerwerte
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sind für die elastische Lageranstellung höher, da durch die Federvorspannung
die Maximalwerte der Flächenpressung geringer ausfallen. Hinzu kommt, dass
wie bereits in der Vorauslegung der Lagerung und der SynRM-Auslegung ge-
sehen, die thermische radiale Aufweitung von 16MnCr5 größer ist als von Ni42
und damit ein geringeres Übermaß erforderlich ist. Die mechanischen Span-
nungen im Werkstoff des Lagerinnenrings sind dadurch geringer. Jedoch sind
die Werte nur für den qualitativen Vergleich der beiden Lageranstellungsarten
zulässig. Bspw. erfüllt die elastische Lageranstellung in dem vorgegebenen Be-
triebspunkt mit Querkraftbelastung nicht die Anforderungen hinsichtlich des
Bohr-zu-Rollverhältnisses und des Kugelvor- und -nachlaufs. Hierdurch wäre
ein vorzeitiges Versagen der Lagerung aufgrund von erhöhten Reibverlusten
und thermischem, radialem Verspannen oder eines Käfigbruchs wahrschein-
licher als eine Werkstoffermüdung. Die starre Lageranstellung kann diesen
Betriebspunkt, wie dargelegt, ertragen.
Unter Berücksichtigung einer zusätzlichen Axialkraft in negativer x-Richtung
von maximal 1500 N laut Anforderungsliste in Tabelle 4.1 ergibt sich ein
dreidimensionales Kennfeld maximaler Belastungskollektive aus Radial- und
Axialkraft über der Drehzahl (siehe Abbildung 6.10b). Insgesamt können mit
der ausgelegten starren Lageranstellung im nahezu gesamten Betriebsdreh-
zahlbereich die Belastungskollektive ertragen werden. Nur in Kombination
maximaler Radial- und Axialkräfte ergeben sich niedrigere ertragbare Belas-
tungen.

Abbildung 6.10: Maximale Flächenpressung und Belastungskollektive im
Betrieb des starr angestellten Spindel-Lager-Systems mit
SynRM
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In [Deff18] werden Berechnungsvarianten der starr angestellten Motorspindel
je einmal mit Asynchronmotor und Ni42-Spindelwelle sowie mit Synchron-
reluktanzmotor und Stahlwelle vorgestellt. Diese Varianten belegen, dass ei-
ne starre Lageranstellung mit thermisch kompensiertem Lagerabstand für
diese Spindelgröße nur in Kombination aus SynRM und Ni42-Spindelwelle
realisierbar ist. Ursache hierfür sind entweder zu hohe Temperaturen in der
Spindelwelle durch die erhöhten Verluste des Asynchronmotors, weshalb sich
die Ni42-Spindelwelle zu stark thermisch axial ausdehnt, sodass die Vorspan-
nung verloren geht oder im Fall der Stahlwelle, dass durch den doppelt so
großen Wärmeausdehnungskoeffizienten beim Wärmeeintrag des SynRM die
thermisch axiale Längenänderung zu einem Verlust der Vorspannung führt.

6.4 Simulative Untersuchung des dynamischen
Betriebsverhaltens

In Abbildung 6.11 ist der Vergleich des dynamischen Betriebsverhaltens der
SynRM-Motorspindeln mit elastischer und starrer Lageranstellung darge-
stellt.
Das Campbell-Diagramm der elastisch angestellten SynRM-Motorspindel ist
fast identisch zur Darstellung im Designentwurf in Abbildung 4.5 bis auf
den Unterschied, dass sich durch die Berücksichtigung der Nachgiebigkeit
des Spindelgehäuses minimal niedrigere Eigenfrequenzen ergeben. Das starr
angestellte Spindel-Lager-System besitzt die gleiche Gehäuseausführung. Die
radiale Eigenfrequenz der elastisch angestellten Motorspindel beträgt im Still-
stand 830 Hz und fällt unter Einfluss der Drehzahl und Lagerkinematik auf
etwa 650 Hz bei 40 000 U/min ab. Die axiale Eigenfrequenz findet sich im
Stillstand bei 560 Hz und fällt ebenfalls ab. Dabei ergeben sich zwei kritische
Drehzahlen in jeweils einem Schnittpunkt mit der ersten und zweiten Dreh-
zahlordnung, welche die Spindelwelle zu Schwingungen in der axialen Eigen-
form anregen. Beide kritischen Drehzahlen liegen im Betriebsdrehzahlbereich
bis zur Maximaldrehzahl von 30 000 U/min. Die erste radiale, biegekritische
Drehzahl der Spindelwelle im Gleichlauf beträgt 39 147 U/min im Schnitt-
punkt mit der ersten Drehzahlordnung. Das Verhältnis zur Maximaldrehzahl
berechnet sich zu 0,77.
Im Gegensatz zum Abfall der Eigenfrequenzen über der Drehzahl lässt sich
beim starr angestellten Spindel-Lager-System ein Ansteigen der Eigenfre-
quenzen beobachten. Im Stillstand ist die radiale Eigenfrequenz mit 690 Hz
geringer. Gründe sind die höhere Dichte und der geringere E-Modul von Ni42
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im Vergleich zu 16MnCr5. Bei 40 000 U/min liegt die Eigenfrequenz bei 720 Hz
und damit um rund 70 Hz höher. Dies wirkt sich auf den Abstand zwischen
Maximaldrehzahl und erster biegekritischer Drehzahl von 44 011 U/min im
Gleichlauf aus. Das Verhältnis beträgt 0,68. Mit der starr angestellten Lage-
rung kann die biegekritische Drehzahl um 12 % gesteigert werden. Dadurch ist
insbesondere beim Hochgeschwindigkeitsfräsen eine Schwingungsberuhigung
zu vermuten. Hinzu kommt, dass die axiale Eigenfrequenz über der Dreh-
zahl ebenfalls ansteigt. Der Anstieg ist derart, dass es keinen Schnittpunkt
mit der ersten Drehzahlordnung im Betriebsdrehzahlbereich gibt. Für die Be-
arbeitung wird folglich von reduzierten axialen Schwingungen ausgegangen.
Damit besitzt die schnelldrehende Motorspindel mit starrer Lageranstellung
und Synchronreluktanzmotor Vorteile hinsichtlich des dynamischen Betriebs-
verhaltens.

Abbildung 6.11: Gegenüberstellung des dynamischen Betriebsverhaltens der
elastischen (links) und starren (rechts) Lageranstellung an-
hand der Campbell-Diagramme im Lastfall Betrieb
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Neben den vorteilhaften dynamischen Steifigkeiten sind weitere Vorteile in
der statischen Steifigkeit sowie in der thermisch bedingten axialen Verfor-
mung der Spindelwelle des starr angestellten Spindel-Lager-Systems zu ver-
muten. In Abbildung 6.12 sind daher die Verlagerungen der Spindelwellen
der modellierten Motorspindeln aufgetragen und die Gegenüberstellungen in
Tabelle 6.9 zusammengefasst.

Abbildung 6.12: Temperaturbedingte Verlagerungen im Lastfall Betrieb

Tabelle 6.9: Vergleich der statischen Steifigkeiten und thermisch beding-
ten axialen Verlagerung der Spindelwelle im Betrieb bei
30 000 U/min ohne äußere Belastung

elastische
Lageranstel-
lung

starre Lager-
anstellung rel. Veränderung

stat. Steifigkeit in X-Richtung (axial) in N/µm 56,4 243,9 +332%
stat. Steifigkeit in Y-Richtung (radial) in N/µm 94,3 150,8 +60%
Verlagerung in X-Richtung (axial) in µm −59 −34 −42%

So beträgt die Verlagerung der Plananlage der Werkzeugschnittstelle mit
34µm nur etwa die Hälfte des Werts des elastisch angestellten Spindel-Lager-
Systems im Lastfall Betrieb bei 30 000 U/min. Die statische Steifigkeit der
Werkzeugschnittstelle in axialer und radialer Richtung der starren Lager-
anstellung ist ebenfalls deutlich um mehr als 60 % erhöht. Damit besitzt
die HSC-SynRM Motorspindel mit starrer Lageranstellung vielversprechende
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thermische, statische und dynamische Vorteile im Betriebsverhalten. Diese
gilt es im nächsten Schritt messtechnisch am Prüfstand zu validieren.



7 Thermische Modellbildung des starren
Spindel-Lager-Systems mit
Synchronreluktanzantrieb

In ANSYS® wird ein thermisch stationäres Modell der HSC-SynRM-Mo-
torspindel mit starrer Lageranstellung aufgebaut, um die angenommenen
Temperaturen im Lastfall Betrieb numerisch zu validieren. Dieser Schritt ist
wichtig, da sicher ausgeschlossen werden soll, dass es in der experimentellen
Durchführung zu einem Versagen der starr angestellten Lagerung durch ein
Verspannen und Klemmen der Lager kommt. Die Modellierung beruht im
Wesentlichen auf den Ausführungen in [Gebe97] und [Boss99].

7.1 Vorgehensweise zur numerischen thermischen
Modellerstellung

Das numerische thermische Modell setzt sich aus den Softwaremodulen AN-
SYS Maxwell®, ANSYS Thermal® und MESYS® zu einer multi-physi-
kalischen Simulationsumgebung zusammen. Es handelt sich dabei um einen
Ansatz verteilter, sequentieller Simulation mit verteilter Modellierung, wo-
bei je physikalischer Modellierung ein separater Lösungs-Solver bzw. Integra-
tor genutzt wird [Geim06]. Die Berechnungen zwischen ANSYS Maxwell®

und ANSYS Thermal® ist eine über ANSYS Workbench® in der Pro-
grammebene gesteuerte, sequentielle Simulation [Geim06]. Zwischen ANSYS
Thermal® und MESYS Wellenberechnung® handelt es sich um eine
iterative Programmkopplung durch Auswertung der Simulationen zum sta-
tionären Zeitpunkt und Übermittlung der Ergebnisse. Ziel der Berechnungen
ist es, zu einem vorgegebenen Betriebspunkt, definiert durch Drehmoment,
Drehzahl, Volumenstrom und Vorlauftemperatur der Spindelkühlung, die sta-
tionäre Temperaturverteilung in der Motorspindel im Leerlauf, d. h. ohne äu-
ßere Bearbeitungskräfte, beurteilen zu können. Die grundlegende Gliederung
des Modellaufbaus erfolgt in Wärmequellen, Wärmesenken und den Wärme-
transport.
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7.2 Wärmequellen
Wärmequellen in Motorspindeln stellen die Orte auftretender Verluste dar.
Diese sind der Elektromotor aufgrund der Stromwärme- und Ummagnetisie-
rungsverluste sowie die Wälzlagerung und die rotierenden Komponentenflä-
chen, welche Reibungsverluste hervorrufen.

7.2.1 Elektrische Verluste des SynRM

Die im Synchronreluktanzmotor anfallenden Verluste werden in ANSYS Max-
well® berechnet. Sie teilen sich auf in statorseitige Stromwärme- und Umma-
gnetisierungsverluste und rotorseitige Ummagnetisierungsverluste. Die Glei-
chungen zur Verlustberechnung sind in Abschnitt 5.1.3 angegeben. Die Tem-
peraturabhängigkeit des Wicklungswiderstands wird für eine angenommene,
mittlere Wicklungstemperatur von 70 ◦ berücksichtigt (siehe Gleichungen 5.14
und 5.15). In ANSYS® werden die elektrischen Verluste mithilfe von materi-
alspezifischen Verlustkennlinien für verschiedene elektrische Speisefrequenzen
durch die Modellierung einer Verlustfunktion PV,Fe,sp approximiert. Diese ist
abhängig von der mittleren Luftspaltflussdichte Bm, der Frequenz fS und den
Verlustfaktoren für die Hysterese- und Wirbelstromverluste CHy bzw. CWb
(siehe Gleichung 5.18).
Die Ergebnisse der Statoreisenverlustberechnung sind in Abbildung 7.1 über
der Drehzahl dargestellt. Insbesondere bei hohen Speisefrequenzen dominie-
ren in der Regel einzelne charakteristische höhere Harmonische im Zeitverlauf
der Flussdichte. Erwartungsgemäß überschätzt die Approximation nach Glei-
chung 5.18 die Statorblechverluste. Zum Vergleich ist eine weitere Verlustkur-
ve unter Vernachlässigung einzelner frequenzabhängiger Verlustkennlinien für
Drehzahlen oberhalb von 20 000 U/min abgebildet.
Die abgebildeten Ergebnisse in Abbildung 7.8 und Abbildung 7.9 sind ohne
Vernachlässigung einzelner Verlustkennlinien nach ANSYS Maxwell® für
den gesamten Querschnittsbereich des Statorblechs im Leerlauf ermittelt wor-
den. Im Vorgriff auf die experimentellen Ergebnisse in Abschnitt 8.4.3 führt
dies zu geringeren Abweichungen. Die Rotoreisenverluste unterliegen mehr
als das Statoreisenblech den Effekten höherer Harmonischer aufgrund der
Wicklungs- und Nutungseffekte, welche sich durch den resultierenden Luft-
spaltflussdichteverlauf auf den Rotor auswirken. Es wird daher davon ausge-
gangen, dass die Rotoreisenverluste überschätzt werden. Die SynRM wird in
der Simulation mit einem ideal sinusförmigen Strom gespeist. Umrichterbe-
dingte höhere Harmonische werden vernachlässigt. Um eine Überschätzung
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Abbildung 7.1: Berechnete Statoreisenverluste aus ANSYS Maxwell® ohne
und mit Vernachlässigung von Verlustkennlinien

der Verluste zu korrigieren bieten sich für den Rotorblechbereich zwei Heran-
gehensweisen an:

• Anpassen der Verlustfunktion durch bewusste Vernachlässigung von
Verlustkennlinien hoher Frequenzen,

• Bereichsweise Aufteilung der Blechquerschnitte, um Ummagnetisierungs-
verluste in Abhängigkeit der Eindringtiefe der Harmonischen des Luft-
spaltflussdichtenverlaufs bestimmen zu können.

Letztere Vorgehensweise wird für die Verlustberechnung umgesetzt, da sie zu
begründeten und abgesicherten Ergebnissen insbesondere für den Rotorquer-
schnitt führt. Die Einteilung des Rotorquerschnitts in separate Berechnungs-
punkte und die Berechnungsvorschrift sind in Abbildung 7.2 dargestellt.
Die Berechnungsergebnisse der Rotoreisenverluste nach ANSYS Maxwell und
nach bereichsweiser ANSYS Maxwell®-Berechnung in Verbindung mit Mat-
lab® in Abbildung 7.3 veranschaulichen die relative Abweichung der Appro-
ximation der Verlustfunktion bei Anwendung auf den gesamten Rotorquer-
schnitt im Leerlauf.

7.2.2 Lagerreibungsverluste

Die Lagerreibungsverluste werden nach [Gebe97] und [Brän95] berechnet, wel-
cher auf dem Ansatz von Palmgren [Palm64] basiert:

PV,Lager = 2π · n
60 · (M0 +M1). (7.1)

Darin sind M0 das lastunabhängige Drehmoment und M1 das lastabhängige
Drehmoment in Nmm. Das lastunabhängige Moment M0 berechnet sich in
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Vorgehensweise zur Rotoreisenverlust-
berechnung:

• FFT-Auswertung des B-Feld-
Zeitsignals je Punkt

• Ermittlung der bereichsweise
gemittelten B-Feld-Frequenzen
und Amplituden

• Berücksichtigung der dritten
Luftspaltharmonischen für
Hystereseverluste und höherer
Harmonische für Wirbelstrom-
verluste

Abbildung 7.2: Berechnungspunkte (grün) im Rotorquerschnitt zur Rotorei-
senverlustberechnung im stationären Betrieb

Abbildung 7.3: Rotoreisenverluste aus ANSYS Maxwell® und bereichs-
weiser ANSYS Maxwell®-Berechnung in Verbindung mit
Matlab®
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Abhängigkeit der temperaturabhängigen Schmierstoffviskosität ν, des Teil-
kreisdurchmessers d′m des Lagers und eines in [Gebe97] für schnelldrehende
Schrägkugellager spezifizierten Beiwerts f0:

M0 = k0z · f0 · 10−7 · (ν · n) 2
3 · d′m

3
. (7.2)

In [Gebe97, S.45] wird für die hier angewendete Öl-Luftschmierung ein Wert
von 0,5 für den Faktor k0z vorgeschlagen. Das lastabhängige Moment M1
schließt Effekte, wie der mechanischen Einfederung bzw. Hysterese und Gleit-
reibung im Abrollvorgang der Wälzkörper in den Lagerringen mit ein. Es
berechnet sich anhand der Lagergröße in Abhängigkeit der vorliegenden tem-
peratur- und drehzahlabhängigen, dynamischen äquivalenten Belastung P1 =
X · Fr + Y · Fa und eines Lastbeiwerts f1:

M1 = f1 · P1 · d′m. (7.3)

Die Lagerreibung wird als Wärmestromrandbedingung an den Lagerlaufflä-
chen des Innen- und Außenrings gemäß prozentualer Aufteilung 50 %/50 %
im thermischen Modell berücksichtigt. Aufgrund der hohen Vorspannung und
des Bohr- zu Rollverhältnisses von 0,25 bis 0,3 am Innen- und Außenring der
starren Lageranstellung wird diese Aufteilung angenommen. Gebert orien-
tiert sich mit seiner Annahme zur Verlustaufteilung von 55 % am Innenring
und 45 % am Außenring an Vorarbeiten von Voll in [Voll94] und eigenen
experimentellen Untersuchungen [Gebe97, S. 126].

7.2.3 Luftreibungsverluste

Die Luftreibungsverluste entstehen an den rotierenden, radial umlaufenden
Flächen an der Spindelwelle sowie den rotierenden, axialen Seitenflächen.
Hierzu gehören die Wellenabsätze, die Seitenflächen des Rotorblechpakets,
die Wellenmantelflächen und die Rotormantelfläche im Luftspalt. In Abhän-
gigkeit von den Strömungsvorgängen, beschrieben durch die dimensionslose
Ähnlichkeitskenngröße der Reynoldszahl sind Fallunterscheidungen zu treffen
[Gebe97]. Es treten insbesondere an der Rotormantelfläche mit zunehmender
Drehzahl und in Abhängigkeit von der Luftspaltbreite und Viskosität der
Luft laminare Couette-Strömung, laminare Taylor-Wirbelströmung und
turbulente Strömung auf. Die Luftreibungsverluste an den Wellenabsätzen
und den Seiten des Rotorblechpakets werden beschrieben durch:

PV,Luft = cf ·
ρ

2 ·A(r) · r3 · ω3. (7.4)
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Darin ist cf der dimensionslose Reibungswert in Abhängigkeit von der Reynolds-
zahl, ρ die Dichte der Luft, r der Radius, A(r) und ω die Winkelgeschwin-
digkeit in rad/s. Die Luftreibung wird im thermischen Modell als Wärme-
stromrandbedingung modelliert. Die exakt angewendeten Gleichungen zur
Berechnung der Luftreibungsverluste sind für die rotierenden Bereiche:

• Wellenabsätzen/Seiten des Rotorblechpakets: Ansatz für frei rotierende,
kreisförmige Scheiben, siehe [Gebe97, S. 49],

• Wellenmantelflächen: Ansatz für frei rotierende Zylinder, siehe [Gebe97,
S. 51],

• Rotormantelfläche im Luftspalt: Ansatz für zwei konzentrisch rotierende
Zylinder, siehe [Gebe97, S. 51 f.].

7.3 Wärmesenken
Die Wärmesenke in der Motorspindel ist gegeben durch den Wärmeabtrans-
port über die Kühlkanäle im Bereich der vorderen Lager und die Statorman-
telkühlung. Die Umgebung stellt ebenfalls eine Wärmesenke dar.

7.3.1 Wärmeabgabe an die Umgebung

Durch Wärmestrahlung und freie Konvektion wird Wärme an die kühlere
Umgebung abgegeben. Die Umgebungstemperatur betrage TU = 20 ◦C. Der
emittierte Wärmestrom durch Strahlung Q̇S über die freiliegende Motorspin-
delgehäusefläche A in Abhängigkeit von der Oberflächentemperatur T be-
rechnet sich nach dem Stefan-Boltzmann-Gesetz zu:

Q̇S = ε · σ ·A ·
(
T 4 − T 4

U
)
, (7.5)

mit dem Emissionsgrad ε und der Stefan-Boltzmann-Konstante σ.
In dem betrachteten Fall ist die Motorspindel auf dem Prüfstand horizontal
positioniert. Der Wärmestrom durch freie Konvektion Q̇FK berechnet sich
mithilfe des Nußelt-Ansatzes von Michejev [Gebe97, S. 69]:

Q̇FK = αFK ·A · (TW − TU) = NuFK · λ
l

·A · (TW − TU) , (7.6)

mit der Temperatur der freien Umgebung TU und der Wandtemperatur TW.
Charakteristisches Maß l ist der Durchmesser des zylindrischen Spindelge-
häuses. Für die freie Konvektion ist die Nußelt-Zahl eine Funktion der
Grashof- und Prandtl-Zahl [Gebe97, S. 69].
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7.3.2 Wärmeabgabe durch Flüssigkeitskühlung

Die an das Kühlmittel zur Lager- und Statorkühlung abgegebene Wärme-
leistung wird als Wärmestrom Q̇KM aus der Motorspindel durch erzwungene
Konvektion abgeführt. Diese berechnet sich in Abhängigkeit von der Wär-
mekapazität cKM und Dichte ρKM des Kühlmittel-Stoffgemisches sowie der
Differenz aus Vorlauf- Tein und Rücklauftemperatur Taus des Kühlmittels zu:

Q̇KM = V̇ · ρKM · cKM · (Tein − Taus) . (7.7)

7.4 Wärmeübertragung
Zwischen Wärmequellen und Wärmesenken erfolgt der Wärmetransport in
Abhängigkeit von den Wärmeübergangskoeffizienten. Diese sind in den nach-
folgenden Abschnitten für die Bereiche in der Motorspindel beschrieben.

7.4.1 Wärmetransport in und zwischen Bauteilen

In den Komponenten erfolgt der Wärmeübergang von einer heißen Wand der
Temperatur T1 zu einer kalten Wand der Temperatur T2 durch Wärmelei-
tung. Der Wärmestrom bestimmt sich nach dem Fourier’schen Gesetz und
ist abhängig von der Wärmeleitfähigkeit λ, der Wanddicke δ und der Quer-
schnittsfläche der Wand AW:

Q̇W = λ

δ
·AW · (T1 − T2) . (7.8)

7.4.2 Wärmeübergang in der Kühlhülse

Für die Berechnung der konvektiven Wärmeübergangskoeffizienten αKühl im
Kühlkanal der Wassermantelkühlung wird angenommen, dass sich die Kühl-
mitteltemperatur linear über die gesamte Länge des Kühlkanals ausgehend
von der Vorlauftemperatur Tein bis zur Rücklauftemperatur Taus erwärmt.
Der Wärmeübergangskoeffizient der einfach gewendelten Kühlhülse ist nach
simulativen und experimentellen Untersuchungen von [Webe17a] im Vergleich
zu anderen Kühlhülsen der größte. Er wird zur Modellierung nach [Gebe97,
S. 77 ff.] berechnet:

αKühl = NuWendel · λKM
Dh

. (7.9)
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Die Nusselt-Zahl für die Kühlwendel NuWendel berechnet sich in Abhängig-
keit der Nusselt-Zahl für das gerade Rohr. In gekrümmten Rohren erhöht
sich der Wärmeübergang aufgrund des Einflusses der Zentripetalbeschleu-
nigung auf das Kühlmedium [Gebe97]. λKM ist die Wärmeleitfähigkeit des
Kühlmittels in Abhängigkeit von der Temperatur. Dh ist der hydraulische
Durchmesser.

7.4.3 Wärmeübergang im Luftspalt

Der Wärmeübergang im Luftspalt ist definiert durch denWärmeübergangsko-
effizienten αLS in Abhängigkeit von den Strömungsverhältnisse im Luftspalt.
Die Luftspaltströmung ist durch die Drehzahl der Spindelwelle sowie der tem-
peraturabhängigen Stoffeigenschaften der Luft, wie unter anderem die Wär-
meleitfähigkeit λLS, und der Luftspaltbreite δLS als charakteristische Länge
bestimmt. Der Wärmeübergangskoeffizient αLS berechnet sich zu [Gebe97, S.
83 ff.]:

αLS = NuLS ·
λLS
δLS

. (7.10)

Die Nußelt-Zahl NuLS bestimmt sich für den Fall der durch Rotation vor-
liegenden erzwungenen Konvektion als Funktion in Abhängigkeit von der
Prandtl-Zahl und der Reynolds-Zahl. In Analogie werden für die erzwun-
gene Konvektion die Wärmeübergangskoeffizienten für die rotierenden Flä-
chen der Wellenabsätze, Rotorpaketseitenflächen und Wellenmantelflächen
nach [Gebe97, S. 71 ff.] bestimmt.

7.4.4 Wärmeübergang in Wälzlagern

In den Wälzlagern der Motorspindel kann nach [Gebe97, S. 103 ff.] die Wär-
meübertragung durch Strahlung und Konvektion vernachlässigt werden. Die
Schmierfilmdicke wird ebenfalls vernachlässigt [Gebe97, S. 112]. Wesentlich
für die Wärmeübertragung vom Lagerinnen- zum Lageraußenring ist die werk-
stoffspezifische Wärmeleitung der Komponenten und die Wärmeströme in den
Wälzlagerkontakten. Die Wärmeströme sind von den betriebspunktabhän-
gigen Flächen der Hertz’schen Druckellipsen abhängig. Die je Wälzkörper
am Innen- und Außenring variierende Kontaktfläche berechnet sich aus den
Halbachsen der Druckellipse. In dieser Arbeit wird für den Wälzkörpersatz
mit gemittelten Halbachsen gerechnet. Im numerischen Modell wird ein Wär-
meübergangskoeffizient αLager für den Wärmedurchgang von der Lauffläche
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des Innenrings bis zur Lauffläche des Außenrings definiert. Der Wärmestrom
durch eine Kontaktfläche bemisst sich anhand der Differenz zwischen der
Wälzkörper- und Lagerringtemperatur (siehe Gleichung (7.8)). αLager berech-
net sich aus dem Wärmeleitwert des Gesamtlagers LLager und dem Mittelwert
der Kontaktflächen der beiden Laufbahnen Am(IR|AR):

αLager = LLager
Am(IR|AR)

. (7.11)

Der Wärmeleitwert LLager ergibt sich aus der Reihenschaltung der Wärme-
leitwerte der beiden Kontaktzonen Lagerinnenring-Wälzkörper LIR|WK und
Lageraußenring-Wälzkörper LAR|WK:

LLager =
LIR|WK · LAR|WK

LIR|WK + LAR|WK
. (7.12)

Der Wärmeleitwert der mittleren Lagerkontaktfläche des Wälzkörpersatzes
zur Laufbahn berechnet sich nach [Gebe97, S. 111]:

L̃IR/AR|WK = 2 · z · bth,St ·
√

bE ·

√(
d′m

2 −DB2 · cos2 γ
)
· n

d′m
·

∫ aE

−aE

4
√

aE2 − y2

aE2
dy,

(7.13)

mit:
z Anzahl Wälzkörper, aE große Halbachse der Druckellipse,
d′m Teilkreisdurchmesser, bE kleine Halbachse der Druckellipse,
DB Wälzkörperdurchmesser, γ Betriebsdruckwinkel,
bth,St Wärmeeindringkoeffizient IR/AR Stahl, n Drehzahl.

Nach [Gebe97, S. 111] kann für die Berechnung folgende Vereinfachung ver-
wendet werden:∫ aE

−aE

4

√
aE2 − y2

aE2 dy ≈ 1,7367 · aE. (7.14)

Die Maße aE und bE der Druckellipsen werden mithilfe des thermo-mecha-
nischen Modells in MESYS Wellenberechnung® iterativ in Abhängigkeit
vom vorgegebenen Betriebspunkt und der je Iterationsschritt konvergierenden
Temperaturverteilung in der SynRM-Motorspindel berechnet. Der Wärmeein-
dringkoeffizient bth,i berechnet sich für die Werkstoffe Stahl und Keramik in
Abhängigkeit von der Dichte ρi, der Wärmeleitfähigkeit λi und der Wärme-
kapazität ci zu:

bth,i =
√
λi · ρi · ci. (7.15)
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Für die Umrechnung von L̃IR/AR|WK zu LIR/AR|WK muss beachtet werden,
dass in diesem Fall der Werkstoff der Wälzkörper - hier Keramik - ein anderer
ist, als der der Lagerringe, sodass sich folgende Umrechnung ergibt:

LIR|WK = bth,Keramik
bth,St + bth,Keramik

· L̃IR|WK, (7.16)

LAR|WK = bth,Keramik
bth,St + bth,Keramik

· L̃AR|WK. (7.17)

7.5 Thermische Modellberechnungen
Es werden die folgenden Aspekte mit dem thermischen Modell der HSC-
SynRM-Motorspindel untersucht:

• Verlustaufteilung in der HSC-SynRM-Motorspindel,
• thermisch-stationäre Temperaturverteilung in den Betriebspunkten aus

Tabelle 5.7,
• Untersuchung thermisch kritischer Betriebszustände der starr angestell-

ten Lagerung,
• im Ausblick wird eine adaptive Regelung der Lagervorspannung nach

Lösungskonzept mittels thermo-mechanischem Zustandsbeobachter vor-
geschlagen.

Das Modell der HSC-SynRM-Motorspindel setzt sich aus den CAD-Daten
des konstruktiven Entwurfs aus Abbildung 6.1 zusammen. Das Modell wird
mittels Vorgabe der Stoffeigenschaften hinsichtlich der Wärmekapazitäten,
Wärmeleitungen sowie der aus den Abschnitten 7.2 bis 7.4 berechneten Wär-
meströme und Wärmeübergangskoeffizienten parametriert. Gemäß der multi-
physikalischen Zusammenhänge in Abbildung 4.1 besteht eine thermo-me-
chanische als auch thermo-elektrische Kopplung. Zusätzlich sind die Materi-
aleigenschaften wie z. B. die Schmierstoffviskosität temperaturabhängig. Aus
diesem Grund wird ein Konvergenzkriterium für die Simulation definiert, um
die Stabilität der Simulation zu überprüfen und eine Ergebnisgenauigkeit si-
cherzustellen. Das Konvergenzkriterium lautet, dass die Berechnungsschleife
so lange iteriert wird, bis sich alle beobachteten Temperaturen in der Motor-
spindel weniger als 3 ◦C im Vergleich zum vorhergehenden Iterationsschritt
ändern. Die Wahl des Kriteriums ist mit der diskreten Vorgabe von Tempe-
raturen im thermo-mechanischen MESYS-Modell begründet. Es wird davon
ausgegangen, dass dies zu Fehlern in der Temperaturvorgabe in MESYS führt,
die im Bereich von 3 ◦C zwischen benachbarten Bauteilabschnitten liegen. In
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praktischen Messungen ist von ±1 ◦C auszugehen und damit sind 3 ◦C in
der Simulation tolerierbar. Letztlich ist der zeitliche Aufwand der Simulation
damit überschaubar und zielführend.
Zur thermischen Untersuchung der HSC-SynRM-Motorspindel werden im
Modell Messstellen festgelegt, wovon einige den Messstellen der experimen-
tellen Temperaturmessung entsprechen. Damit ist eine Modellvalidierung im
Anschluss an die Simulation möglich. Die Temperaturmessstellen sind in Ab-
bildung 7.4 dargestellt.

Abbildung 7.4: Temperaturmessstellen in der Simulation und Position von
Temperatursensoren für die experimentelle Untersuchung

Um möglichst effizient die Abschätzung zu kritischen Betriebspunkten, Ein-
flussgrößenanalyse der Sollwerte sowie Durchführung einer Modellreduktion
mittels maschinellem Lernen vornehmen zu können, werden in [He19] unter-
schiedliche statistische Versuchspläne erstellt und hinsichtlich der Kriterien
Maximin nach Morris et al. [Morr95] und Entropie nach [Sant19] bewertet.
Das Maximin-Kriterium beschreibt als Güte die eutektische Distanz zwischen
den Testpunkten eines Versuchsplans. Ziel ist es, den kleinsten Testpunktab-
stand zu maximieren. Die Entropie gibt den durchschnittlichen Informations-
gehalt eines Datensatzes in der Informationstheorie an [Sieb10].
Basis hierfür ist die realistische Betrachtung von Faktorbereichen der Ein-
gangsparameter. In Bezug auf den Volumenstrom und die Vorlaufstempe-
ratur sind moderne Kühlaggregate mit drehzahlvariabler Pumpe zur Volu-
menstromregelung und integrierter Heizung zur Tankerwärmung erforderlich
und am Markt verfügbar. Die Faktoren der Drehzahl und des Drehmoments
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decken den Drehzahl-Drehmoment-Bereich der SynRM ab. Es gelten die fol-
genden Faktorbereiche:

• Drehzahl n von 10 000 U/min bis 30 000 U/min,
• Drehmoment Mel von 5 Nm bis 25 Nm,
• Volumenstrom V̇ von 4 L/min bis 12 L/min.

Aus der Bewertung in [He19] folgt, dass ein Versuchsplan für die vier geliste-
ten Faktoren mit je fünf Faktorstufen als Orthogonales Feld (Taguchi-Design)
im Vergleich mit einem Box-Behnken-Design und einem Versuchsplan nach
der Quasi Monte-Carlo-Methode am besten geeignet ist. Denn das Taguchi-
Design weist den höchsten Informationsgehalt und den zweitbesten Wert der
eutektischen Distanzbewertung auf. Die Ergebnisse sind in [Webe21] veröf-
fentlicht.

Abbildung 7.5: Testpunkte der numerischen Simulationen

7.6 Ergebnisse der numerischen
Modellberechnungen

7.6.1 Verlustaufteilung

In Abbildung 7.6 sind die Lagerreibungsverluste im Leerlauf in Abhängigkeit
von der Drehzahl für den thermisch stationären Zustand bei 20 000 U/min
berechnet. Es gilt die Annahme, dass der thermische Zustand über den expe-
rimentellen Auslaufversuch nahezu konstant im Mittel vorliegt. Das verwen-
dete Schmieröl besitzt eine Grundviskosität der Klasse ISO VG 68. In der
Regel werden für Hochpräzisions-Spindellager Öle niedrigerer Viskosität, wie
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z. B. ISO VG 46 oder ISO VG 32 empfohlen [FAG18; SKF 14; GMN 23c].
Im Mikrometerbereich des Wälzkörper-Laufbahnkontakts betrage die Öltem-
peratur 75 ◦C. Nach dem Ansatz der Andrade-Gleichung für die Tempe-
raturabhängigkeit der kinematischen Viskosität folgt ein Wert von gerundet
ν = 17,57 mm2/s.

Abbildung 7.6: Reibungsverluste im thermisch stationären Zustand von
20 000 U/min im Leerlauf mit V̇ = 8 L/min und Tein = 20 ◦C

Für ausgewählte Drehzahlen wird die Aufteilung der Verluste in Stromwärme-
verluste im Stator, Ummagnetisierungsverluste im SynRM-Rotor und -Stator
sowie Reibungsverluste der Lager und der Luft betrachtet. Für die Berech-
nung betrage der Volumenstrom 10 L/min und die Vorlauftemperatur 24 ◦C.
Die Verluste in Abbildung 7.7 können mit den vereinfacht berechneten Verlus-
ten im Zuge der SynRM-Auslegung in Abbildung 5.20 für die Betriebspunk-
te aus Tabelle 5.7 verglichen werden. Mit steigendem Drehmoment nehmen
die Verluste aufgrund des höheren Strombetrags zu. Die Kupferverluste do-
minieren bis zu Drehzahlen zwischen 10 000 U/min und 15 000 U/min. Ab
15 000 U/min sind die Lagerreibungsverluste etwa gleich groß wie die Rotor-
verluste. Von den Verlusten der SynRM entfallen im Durchschnitt aller hier
dargestellten Betriebspunkte rund 92,5 % auf den Stator und nur etwa 7,5 %
auf den Rotor. Die Rotorverluste betragen maximal 120 W. Die Luftreibungs-
verluste stellen einen Anteil an den Gesamtverlusten von vernachlässigbaren
2,7 % dar. Bei 30 000 U/min steigen die Lagerreibungsverluste auf ein ver-
gleichbares Verlustniveau der SynRM-Verluste unter Last an. Damit ist die
Motorspindel-Flüssigkeitskühlung auf eine Kühlleistung von rund 3,2 kW aus-
zulegen.
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Abbildung 7.7: Vergleich der numerisch berechneten Verlustanteile der
SynRM
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7.6.2 Stationäre Temperaturverteilung

In diesem Abschnitt werden die Berechnungsergebnisse der Temperaturvertei-
lung für zwei stationäre Betriebspunkte für 20 000 U/min und 30 000 U/min
vorgestellt.
Bei 20 000 U/min stellt sich eine Temperatur von etwa 65 ◦C bis 70 ◦C in
der Spindelwelle unterhalb des Rotors in Abbildung 7.8 ein. Die Spindelwel-
le ist im Bereich der vorderen Lagerinnenringe mit 50 ◦C um 10 ◦C wärmer
als an den Lageraußenringen. Die Temperaturdifferenz am hinteren Lager-
paar beträgt sogar nur etwa 7 ◦C. Die vergleichsweise niedrigen Tempera-
turen der Spindelwelle im Vergleich zu anderen elektrischen Antrieben, wie
bspw. Asynchronmotoren, sind auf den verlustarmen SynRM zurückzuführen.
Bei 30 000 U/min in Abbildung 7.9 erwärmt sich die Spindelwelle im Bereich
des Rotors auf rund 90 ◦C. Dies hängt insbesondere mit der quadratischen
Frequenzabhängigkeit der Wirbelstromverluste bei hohen Drehzahlen zusam-
men. Beide Betriebspunkte weisen zwei deutliche Wärmequellen im Bereich
der Statorwickelköpfe auf. Die konstruktiv gestaltete thermische Anbindung
der Wickelköpfe an umliegende Kühlkanäle ist entscheidend für eine gute
Wärmeabfuhr.

Abbildung 7.8: Stationäre Temperaturverteilung für 20 000 U/min, Ieff =
122 A, θel = 61 ◦

Das Ziel ist im nächsten Schritt, die Simulation mit praktischen Messungen im
stationären Zustand am Prüfstand zu validieren. Das hier dargestellte ther-
misch stationäre Modell der SynRMMotorspindel mit starrer Lageranstellung
wird in [He19] genutzt, um eine Modellreduktion mittels maschinellem Ler-
nen durchzuführen. Der Ansatz beruht auf dem in [Webe19a] beschriebenen
Konzept. Die Ergebnisse sind in [Webe21] veröffentlicht. Das übergeordne-
te Ziel ist es, eine echtzeitfähige, betriebspunktabhängige Modellberechnung
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Abbildung 7.9: Stationäre Temperaturverteilung für 30 000 U/min, Ieff =
108 A, θel = 74,5 ◦

für den praktischen, industriellen Einsatz zu entwickeln, um Anwendungsfälle
wie eine thermische Kompensation der Verlagerung in den Arbeitsraum der
Werkzeugmaschine, verbessertes Kaltstartverhalten durch einen verkürzten
Warmlauf und thermische Regelung der Lagervorspannung zu untersuchen.

7.6.3 Lageranalyse

Gemäß des beschriebenen statistischen Versuchsplans sind in den Abbildun-
gen 7.10 und 7.11 die Ergebnisse der simulierten Temperaturen am Lage-
rinnen- und außenring sowie die berechneten maximalen Flächenpressungen
am Innen- und Außenring dargestellt. Unterhalb der Balkendiagramme sind
jeweils zur Übersicht die Versuchspunkte mit den Eingangsgrößen in die Simu-
lationsumgebung aufgeführt. Aus Abbildung 7.10 ist zu entnehmen, dass für
sechs Testpunkte eine Lagerinnenringtemperatur von mehr als 80 ◦C erreicht
wird. Dies steht im Zusammenhang mit hohen Drehzahlen und insbesondere
mit einer hohen Vorlauftemperatur, welche einerseits das Temperaturniveau
der gesamten Motorspindel anhebt und andererseits die Kühlleistung auf-
grund einer verminderten temperaturabhängigen Wärmekapazität des Kühl-
mittels verringert.
In der Legende der Grafik sind die Mitteltemperaturen über alle Testpunk-
te angegeben. Die Lagerdifferenztemperatur zwischen Innen- und Außenring
beträgt mehrheitlich rund 5 ◦C bis 10 ◦C und in den angesprochenen Ein-
zelfällen sogar bis etwas mehr als 15 ◦C. Die Temperaturdifferenz gibt die
Druckwinkeldifferenz und damit auch die Bohr- zu Rollanteile im Verhält-
nis Innen- zu Außenring wider. Die höheren Temperaturen resultieren aus
einer radial gerichteten Zunahme der Lagervorspannung. Weiter ist zu be-
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Abbildung 7.10: Temperaturen in den Lagern 2 und 3 in Abhängigkeit der
Faktorstufenkombination der Testpunkte

obachten, dass die Lagertemperaturen mit erhöhter Drehmomentbelastung
zunehmen. Zusammenfassend ist erkennbar, dass durch die kombinierte Vor-
gabe von Volumenstrom und Vorlauftemperatur das grundlegende Betriebs-
verhalten der Motorspindel beeinflusst werden kann. Bspw. kann das Ergebnis
genutzt werden, um eine betriebspunktabhängige Temperierungsstrategie als
geschlossener Regelkreis zu entwerfen, mit dem Ziel, die Lagerbelastung zu
reduzieren und einer Verminderung der Lagernutzungsdauer entgegenzuwir-
ken. Der Entwurf eines Regelkreises zur betriebspunktabhängigen Regelung
der Lagervorspannung wird in [Pand20] auf Basis der Ergebnisse aus [Webe21]
vorgeschlagen.
Die Flächenpressungen verhalten sich gegenläufig im Vergleich zu den Tem-
peraturen in Abbildung 7.10. Mit steigenden Drehmomenten nimmt insbe-
sondere die Erwärmung in der Spindelwelle zu, weshalb diese sich axial aus-
dehnt und zu einer axial gerichteten Abnahme der Lagervorspannung und
Flächenpressung führt. Insgesamt sind nahezu alle Maximalwerte kleiner als
1600 N/mm2. Die Testpunkte der Nummern 11, 19, 21 und 22 sind mit Ma-
ximalwerten um 1800 N/mmš kritisch zu bewerten.a
Als Fazit sollten die Vorgaben der Testpunkte der Nummern 11, 19, 21 und
22 aufgrund grenzwertiger Lagertemperaturen in Verbindung mit maxima-
len Flächenpressungen nicht für den praktischen Betrieb der HSC-SynRM-
Motorspindel eingestellt werden.
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Abbildung 7.11: Flächenpressung in den Lagern 2 und 3 in Abhängigkeit der
Faktorstufenkombination der Testpunkte



8 Experimentelle Untersuchungen

Die experimentelle Untersuchung umfasst die vergleichende Betrachtung des
statischen, dynamischen und thermischen Verhaltens einer elastischen gegen-
über einer starren Lageranstellung in Tandem-O-Tandem-Anordnung einer
schnelldrehenden Motorspindel mit Synchronreluktanzantrieb. Aus diesem
Grund werden zwei Motorspindeln als Demonstratoren aufgebaut und an
einem eigens dafür aufgebauten Prüfstand am Institut für Produktionsma-
nagement, Technologie und Werkzeugmaschinen (PTW) der TU Darmstadt
messtechnisch evaluiert. In Abbildung 8.1 ist der Aufbau der Spindelwelle mit
Synchronreluktanzrotor und Konzept mit Wellenmutter gezeigt.

Abbildung 8.1: Aufbau des SynRM-Rotors, links: Vorspannen und Verba-
cken des Blechpakets, mittig: Aufschrumpfen und Nachpres-
sen, rechts: Spindelwelle mit SynRM und Wellenmutter

8.1 Motorspindelprüfstand
Die Basis des Motorspindelprüfstands in Abbildung 8.2 bildet das Maschi-
nenbett und die Frequenzumrichter- und Steuerungstechnik, wie sie bereits
in der Arbeit von Sielaff in [Siel17, S. 115 ff.] für den Betrieb der ersten
Motorspindel mit SynRM beschrieben wird.
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Abbildung 8.2: Motorspindelprüfstand mit Last- und SynRM-Prüfspindel

Die Belastungseinheit ist jedoch in Abhängigkeit der Anforderungen des aus-
gelegten, schnelldrehenden SynRM in dieser Arbeit zu projektieren. Daher
wird aus Gründen der Verfügbarkeit ein Antrieb mit Asynchronmotor des
Typs Motorbremse 175146 des Herstellers Weiss Spindeltechnologie
GmbH mit der folgenden Drehzahl-Drehmoment-Charakteristik im Vergleich
zur SynRM-Kennlinie ausgewählt (siehe Abbildung 8.3). Für eine vollständi-
ge Abdeckung des Drehzahl-Drehmoment-Kennfelds der SynRM ist die Be-
lastungseinheit in manchen Betriebspunkten im S6-40%-Betrieb mit einer
Spieldauer von 10 Minuten zu betreiben. Dies macht es in diesen Betriebs-
punkten nicht möglich, den thermischen Beharrungszustand der SynRM zu
untersuchen. Da nur eine der beiden HSC-SynRM-Motorspindeln am Prüf-
standssystem mit der erforderlichen Kennfeld-basierten Regelalgorithmik be-
trieben werden kann, ist auch das Nutzen einer der beiden SynRM als Belas-
tungseinheit nicht möglich.
Die Lastspindel wird von einem Systemverbund Simodrive 611 U mit Leis-
tungsmodul des Typs 6SN1123-1AA00-0KA und Regelungseinschub des Typs
6SN1118-0NH01-0AA0 der SIEMENS AG angesteuert. Die Parametrierung
und Sollwertvorgabe erfolgt über die RS232-Schnittstelle mittels der Software
SimoCom U. Zur Verbesserung des thermischen Verhaltens der Lastspindel
wird eine Vorschaltdrossel mit einer Induktivität von Lnenn = 0,4 mH pro
Phase eingesetzt. Als Stellglied für die SynRM-Prüfmotoren dient ein Vec-
todrive VD600 400A1 Wechselrichter der ARADEX AG. Beide Wechsel-
richter werden von einem gemeinsamen Zwischenkreis mit der Gleichspan-
nung UZK = 600 V durch ein rückspeisefähiges Einspeisemodul des Typs
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Abbildung 8.3: Vergleich der Drehzahl-Drehmoment-Charakteristik der Last-
spindel und der SynRM

6SN1145-1BB00-0FA0 des Herstellers SIEMENS AG gespeist. Die PWM-
Frequenzen der beiden Wechselrichter zur Speisefrequenzmodulation werden
je nach Drehzahl- und Drehmoment-Anforderung adaptiv in Abhängigkeit
der umrichterbedingten Stromabnahme eingestellt. Eine Übersicht bietet die
Tabelle 8.1. Es wird stets mit der maximal möglichen PWM-Taktfrequenz je
Drehmomentanforderung gefahren, um eine möglichst geringe Erwärmung in
den Spindelsystemen hervorzurufen.

Tabelle 8.1: Betriebspunktabhängige, adaptive PWM-Frequenzeinstellung

Lastspindel SynRM-Prüfspindel

Dreh-
zahl
bis in
U/min

Dreh-
mo-
ment
bis in
Nm

max.
erf.
Strang-
strom
in
A(eff)

PWM-
Frequenz
in kHz

max.
Dauer-
strom
LT in
Aeff

Dreh-
zahl
bis in
U/min

Dreh-
mo-
ment
bis in
Nm

max.
erf.
Strang-
strom
in
A(eff)

PWM-
Frequenz
in kHz

max.
Dauer-
strom
LT

16000 36 198 3,2 200 12000 32 241 6 320
20000 33 185 4 185 16000 32 241 8 310
26600 28 160 5,33 160 24000 32 241 12 265
32000 23 140 6,4 140 32000 26 205 16 210
40000 17 110 8 110 36000 22 179 18 185

Die SynRM-Antriebsregelung erfolgt durch eine PC-basierte Steuerung des
Typs Vectonum XL der Aradex AG, welche in einem Echtzeit-Linux-
Kernel ausgeführt wird. Die Kommunikation mit dem Wechselrichter er-
folgt über das probrietäre Bus-System Vectobus. Das Regelungsverfah-
ren zum Betrieb der SynRM ist bereits in der Arbeit von Sielaff imple-
mentiert worden. Es stehen selbst-programmierte Kennfeld-basierte Algo-
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rithmen in der Software V8Super der Aradex AG zur Verfügung. Die
SynRM kann über vorab numerisch berechnete Induktivitäts- oder Strom-
kennfelder für die Längs- und Querachse betrieben werden. Sielaff stellt
das Stromtabellen-Verfahren anhand eines Ablaufschemas in [Siel17, S. 108]
vor. Die (dq-)Stromtabellen der SynRM werden aus einer numerischen Si-
mulation des elektrischen Betriebsverhaltens auf Basis numerisch ermittel-
ter oder praktisch identifizierter (dq)-Induktivitäten nach dem MTPA- und
MTPV-Verfahren nach [Schr09; Betz91] ermittelt. Des Weiteren steht die
Regelalgorithmik aus der Arbeit von [Roth11] mit Drehmomentvorsteuerung
und Online-Berechnung der (dq)-Stromsollwerte auf Basis numerisch berech-
neter oder identifizierter Induktivitäten zur Verfügung. Dieses wird jedoch
aus Gründen der mangelnden praktischen Verbreitung in marktgängigen Re-
gelungsbaugruppen und zeitlichen Begrenzung der Arbeit nicht angewendet.
Zur Messung des Drehoments wird eine hochgenaue Drehmomentmesswel-
le der Kalibrierklasse 0,05 nach DIN 51309 des Typs T40HS-S0 des Her-
stellers Hottinger Brüel & Kjaer GmbH eingesetzt. Der Frequenzbe-
reich zur Drehmomentmessung beträgt 6000 Hz bei einer maximalen Drehzahl
von 45 000 U/min. Die Antriebe sind über eine torsionssteife Metallbalgkupp-
lung des Typs BKM/200/24/24 des Herstellers R+W Antriebselemente
GmbH gekuppelt. Die Einzelkomponenten des Antriebsstrangs sind jeweils
auf die Wuchtgüte G1 oder besser für die Maximaldrehzahl von 30 000 U/min
gewuchtet. Mittels eines Laser-Ausrichtmessystems wird zur Vermeidung von
Fehlausrichtungen der Axial-, Lateral- und Winkelversatz der Flansche des
Antriebsstrangs korrigiert. Die Ausrichtung erfolgt an Fußpunkten der Be-
lastungseinheit in horizontaler und vertikaler Richtung auf ≤ 3µm genau.1
Die Ausrichttoleranz bemisst sich anhand des Kupplungstyps, der Dimensio-
nen und der Drehzahl. Nach dem Ausrichten erfolgt das dynamische Aus-
wuchten des Antriebsverbunds auf eine Schwingstärke der ersten Drehzahl-
ordnung von weniger als 1 mm/s an den Messstellen der jeweils vorderen
Lagerstellen der Antriebe. Der Kupplungsstrang verfügt hierzu über zwei
Wuchtebenen zum Anbringen von Wuchtschrauben. Die Kühlbedingungen
der elastisch angestellten Variante betragen Tein = 22 ◦C und V̇ = 8,6 L/min.
Die starr angestellte HSC-SynRM-Motorspindel wird mit Tein = 25 ◦C und
V̇ = 10 L/min gekühlt. Dies hat sich aus Vorversuchen im Zuge der Erstinbe-
triebnahme der starr angestellten Variante hinsichtlich schneller Warmlauf-
zyklen sowie geringsten Laufgeräuschen und Schwingungen ergeben. Es wird
das Fertiggemisch SK 3301.96x aus Antifrogen® N und Wasser im Verhält-

1vgl. American National Standard: Methodik der Wellenausrichtung, Teil 1: Allgemeine
Grundsätze, Methoden, Praktiken und Toleranzen. ANSI/ASA S2.75-2017/Teil 1. 2017
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nis 1:4 der Rittal GmbH & Co. KG als Kühlmittel eingesetzt. Die spezifi-
sche Wärmekapazität im Temperaturbereich des Kühlmittels von 21 ◦C bis
28 ◦C beträgt rund αKM = 3,92 kJ/(kg ·K) bei einer mittleren Dichte von
ρKM = 1,026 g/cm3. Die Lager der SynRM-Prüflinge sind jeweils über deren
Außenring Öl-Luft-geschmiert. Es wird das feinstgefilterte HLP-D Hydraulik-
öl der Reinheitsklasse 15/13/10 nach [ISO4406] und der Viskositätsklasse ISO
VG 68 nach [DIN51524-2] eingesetzt. Die Zeit zwischen den Schmierimpulsen
beträgt 7 min bei einer Schmiermenge von 30 mm3 pro Schmierstelle und Im-
puls. Während der gesamten Untersuchungen ist kein Werkzeugspannsystem
in den Spindelwellen verbaut. Es wird mit einer Sperrluft mit dem Druck von
2 bar gearbeitet.

8.2 Identifikation der Motorparameter

Zur feldorientierten Regelung der SynRM werden die Kennfelder der Induk-
tivitäten in Längs- und Querrichtung benötigt, da sie die Nichtlinearitäten in
der Abhängigkeit von den Strömen aufgrund von Kreuzkopplungs- und Sätti-
gungseffekten abbilden. Die Verwendung von konstanten (dq)-Induktivitäten
bietet sich nur für den Betrieb in einem oder wenigen Betriebspunkten an.
Auch das Hinterlegen einer Aussteuerkennlinie, z.B. für das MTPA-Verfahren
bis zur Feldschwächung im Grunddrehzahlbereich, ist eine Methode. Für den
Betrieb einer Motorspindel mit hochdynamischen Betriebspunktwechseln und
der hohen Anforderung an die Regelgüte für Positionieraufgaben und hoher
Energieeffizienz sind die letztgenannten Ansätze nicht ausreichend.
Zur Identifikation der essentiellen Motorparameter RS, Ld, Lq aus den Mo-
dellgleichungen (5.7) und (5.8) kommen off-line- und on-line-Verfahren zum
Einsatz. Off-line-Verfahren sind charakterisiert durch eine sequentielle Durch-
führung der Messdatenaufnahme und nachgelagerten Auswertung in einer
nicht gekoppelten Rechnereinheit. In on-line-Verfahren ist die Rechnereinheit
in einen Regelkreis eingebunden, wodurch im Prozess anhand der Messdaten
eine Wertschätzung erfolgt und diese unmittelbar zur Steuerung des Prozes-
ses zurückgeliefert wird. Beim Identifikationsverfahren nach Kellner aus
[Kell12, S. 79 ff.] handelt es sich um ein off-line-Verfahren. Der Ansatz nach
Kellner ist bereits in der Arbeit von Sielaff in [Siel17, S. 118 ff.] ausführ-
lich beschrieben und durchgeführt worden. Somit stehen die Ansteuerungslo-
gik im Frequenzumrichter, Auswerteskripte und Messeinrichtungen am Prüf-
stand zur Verfügung.
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Der Ansatz nach Kellner basiert auf der Überlegung, die modellierten Span-
nungsgleichungen (5.3) und (5.4) für den stationären Betrieb nach den unbe-
kannten verketteten Flüssen Ψd(Id, Iq) und Ψq(Id, Iq) umzuformen. Damit
sind die verketteten Flüsse durch messtechnisch ermittelbare Größen, wie
den Motorklemmenspannungen Ud, Uq und Strangströmen Id, Iq im (dq)-
Koordinatensystem und des nach Gleichung (5.15) temperaturabhängigen
Wicklungswiderstands RS in jedem Betriebspunkt beschreibbar:

Ψd(Id, Iq) = Uq −RSIq
ωel

(8.1)

Ψq(Id, Iq) = −Ud −RSId
ωel

. (8.2)

Die Induktivitäten folgen rechnerisch aus den verketteten Flüssen mit Berei-
nigung des Offsets durch die Kreuzabhängigkeit bei Ψd(0, Iq), Ψq(Id, 0):

Ld(Id, Iq) = Ψd(Id, Iq)−Ψd(0, Iq)
Id

(8.3)

Lq(Id, Iq) = Ψq(Id, Iq)−Ψq(Id, 0)
Iq

. (8.4)

Da die Ummagnetisierungsverluste nach (5.17) drehzahlabhängig sind, zeigt
Kellner auf, dass deren Einfluss auf die Induktivitäten vermindert werden
kann, wenn die Betriebspunkte zur Messung sowohl bei positiver Drehrich-
tung als auch bei negativer Drehrichtung angefahren werden [Kell12]. Letzt-
lich ergeben sich die gesuchten absoluten Induktivitäten aus dem Mittelwert:

Ld(Id, Iq) = Ld+(Id, Iq)− Ld−(Id, Iq)
2 (8.5)

Lq(Id, Iq) = Lq+(Id, Iq)− Lq−(Id, Iq)
2 . (8.6)

Die Drehzahl ist einerseits so zu wählen, dass ein ausreichend hohes Span-
nungsniveau vorliegt, um nichtlineare Effekte aus der Umrichterspeisung zu
reduzieren. Andererseits soll die Drehzahl nicht zu hoch gewählt werden,
da sich sonst merkliche Ummagnetisierungsverluste ausbilden. Die Güte der
Messwertermittlung steigt, wenn der Betriebspunkt angefahren und für einen
Moment bis zum Abklingen von Einschwingvorgängen gewartet wird, bis die
Messung startet. Des Weiteren werden über die Messzeit mehrere Messwerte
erfasst und gemittelt.
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8.2.1 Experimentelle Vorgehensweise

In der experimentellen Durchführung wird der zu identifizierende Motor, hier
der SynRM-Prüfling, durch die gekuppelte Lastmaschine fremdgetrieben. Zu
Beginn werden die gekuppelten Antriebe bis in den stationären Zustand warm
gefahren, um Temperatureinflüsse zu vermindern. Die Lastmaschine wird in
Drehzahlregelung mit der konstanten Drehzahl von hier 4750 U/min betrie-
ben. Bei 5000 U/min kommt es zu einer Schwingungsanregung und wird da-
her vermieden. Der SynRM-Prüfling wird in der Stromregelung betrieben und
mit den Soll-(dq)-Stromwertpaaren aus einem Betriebsquadranten automati-
siert nacheinander über eine Stromrampe beaufschlagt. Dies ist zulässig, da
durch die aus [Siel17] bekannte Punktsymmetrie der Kennfelder bezogen auf
den Ursprung bei Idq(0, 0) jeder andere Quadrant projiziert werden kann. Je-
doch ist je (dq)-Strom wenigstens ein Betriebspunkte aus dem angrenzenden
Quadranten mit wechselndem Vorzeichen anzufahren. Damit können auf den
Achsen mit Id = 0 bzw. Iq = 0 die Induktivitätswerte Ld(Id, 0) und Lq(0, Iq)
interpoliert werden. Die Gleichungen (8.3) und (8.4) sind ansonsten nicht
lösbar. Auf diese Weise werden alle Betriebspunkte im Kennfeld einmal im
Rechtslauf und anschließend einmal im Linkslauf angefahren. Es werden die
(d,q)-Stromwertpaare aus der Schrittfolge Id,q = −15 : 15 : 175 A(eff) gebil-
det. Vor jeder Messung beträgt die Wartezeit im stationären Zustand 8 s. Die
Datenerfassung der Spannungs- und Stromwerte erfolgt umrichterintern für
eine Messzeit von 4 s bei einer Abtastrate von 2500 Hz. Die Abtastrate beträgt
etwas mehr als das Zehnfache der elektrischen Speisefrequenz. Die Mittelung
erfolgt somit über 10 000 Werte. Die Wicklungstemperatur wird zeitgleich im
vorderen und hinteren Wickelkopf erfasst und für die Verrechnung zum be-
triebspunktabhängigen Strangwiderstand gemittelt. Das Verfahren wird so-
wohl für die SynRM-Motorspindel mit elastischer als auch mit starrer La-
geranstellung durchgeführt. Der Wicklungswiderstand je Strang wird an den
Motorklemmen nach 60 min bei einer Kühlung mit der Vorlauftemperatur
von Tein = 20 ◦C und Messung der Wicklungstemperaturen für die starr an-
gestellte HSC-SynRM zu RS,20 ◦C = 0,0136 Ω und für die elastisch angestellte
HSC-SynRM zu RS,20 ◦C = 0,0126 Ω bestimmt.

8.2.2 Identifizierte Induktivitäten

In Abbildung 8.4 sind die identifizierten absoluten Induktivitäten in Abhän-
gigkeit der Ströme dargestellt. Die Betriebspunkte sind als Kreuz gekenn-
zeichnet. Die Kreuzkopplung in der wechselseitigen Abhängigkeit von den
Strömen in der Längs- und Querachse wird anhand der Einfärbung deutlich.
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Die Längsinduktivität Ld ist weniger stark abhängig von Iq als Lq von Id.
Die Querinduktivität ist für geringe Ströme stark abhängig von der Sätti-
gung in den Radialstegen und im umlaufenden Tangentialsteg. Erst wenn
diese Geometriebereiche sowohl von geringen q- als auch d-Strömen gesättigt
sind, prägt sich die Anisotropie als Reluktanzdifferenz in der d- zur q-Achse
aus.
Gemäß der Drehmomentgleichung (5.10) ist die Induktivitätsdifferenz ∆L =
Ld − Lq, respektive die Schenkligkeit ξ = Ld

Lq
, entscheidend für die Drehmo-

mentdichte. Dies geben die Diagramme in Abbildung 8.5 wider.
Anhand der messtechnischen Ergebnisse können die unter gleichen Modell-
randbedingungen und Verfahren numerisch ermittelten Induktivitäten aus
Abschnitt 5.6.4 validiert werden. Dazu erfolgt in Abbildung 8.6 die prozen-
tuale Betrachtung der Induktivitätsdifferenz bezogen auf die experimentell
identifizierten Induktivitäten. Auffällig sind die großen Abweichungen der
Querinduktivität Lq bis zu 74 %. Diese sind auf numerische Simulationsun-
genauigkeiten im Bereich der Ströme nahe Null zurückzuführen. Im Bereich
des geregelten Betriebs mit Stromwinkeln θel = 61 ◦ bis 61 ◦ betragen die
prozentualen Abweichungen für Ld im Mittel rund −7,2 % und für Lq im
Durchschnitt rund −16,5 %. Die experimentell indentifizierten Induktivitä-
ten sind in diesem Bereich größer als die simulierten Induktivitäten. Mittels
des Carter-Faktors ist in der 2D-Simulation die Ausführung des Rotorblech-
pakets mit Stützblechen und reduzierter effektiver Eisenlänge berücksichtigt.
Folgende Gründe können dennoch zu der Abweichung insbesondere in der
Querinduktivität beitragen. Die Länge der Flusspfade in der q-Achse sind ge-
ringer als berechnet. Dies könnte sein, wenn Flusspfade aufgrund der großen
Durchflutung und damit resultierenden hohen Flussdichte durch die Fluss-
sperren verlaufen. Dadurch erhöht sich die real identifizierte Induktivität.
Letztlich scheint die Kreuzkopplung d-Achse zur q-Achse stärker ausgeprägt
zu sein, wodurch bei eingeprägtem magnetischen Fluss in der d-Achse unter
Last stets ein gewisser Beitrag des magnetischen Flusses in der q-Achse wirkt.
Ein Vergleich zwischen den identifizierten Induktivitäten der starr und elas-
tisch angestellten HSC-SynRM-Motorspindel führt auf die grafischen Ergeb-
nisse in Abbildung 8.7. Die maximale Induktivitätsdifferenz ∆Ld beträgt ca.
0,007 mH. Dies entspricht einer Abweichung von rund 0,9 %. Die maximale
Induktivitätsdifferenz ∆Lq liegt bei etwa 0,003 mH, was einer Abweichung
von rund 1,7 % entspricht.
Im Zuge der Parameteridentifikation wird mittels der Drehmomentmesswelle
im Moment der Strom- und Spannungsmessung zeitgleich das resultierende
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(a) Draufsicht der Kennfelder für Ld und Lq

(b) 3-dimensionale Darstellung von Ld mit
Stützstellen

(c) 3-dimensionale Darstellung von Lq mit
Stützstellen

Abbildung 8.4: Identifizierte Induktivitätskennfelder für die SynRM in der
elastischen Lageranstellung
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Abbildung 8.5: Kennfelder für das Induktivitätsverhältnis ξ und die -differenz
∆L

Abbildung 8.6: Kennfelder für die prozentuale Induktivitätsabweichung der
numerischen Simulation gegenüber der experimentellen Iden-
tifikation
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Abbildung 8.7: Kennfelder für die prozentuale Induktivitätsabweichung der
SynRM in starrer und elastischer Lageranstellung

mechanische Drehmoment ML an der Kupplungsstelle erfasst. Für die starr
angestellte HSC-SynRM-Motorspindel resultiert ein maximales Drehmoment
von rund 30,8 Nm beim Strompaar von Id,eff = 90 A und Iq,eff = 150 A. Die
elastisch angestellte HSC-SynRM-Motorspindel liefer ein maximales Drehmo-
ment von rund 31,1 Nm im Betriebspunkt mit Id,eff = 90 A und Iq,eff = 150 A.
Die maximale Differenz der Drehmomente beträgt 0,43 Nm. Im Mittel liegt
die Abweichung bei vernachlässigbaren 0,1 %.
Die Validierung der Betriebspunkte aus der Simulation in Tabelle 5.7 führt
auf die Ergebnisse in Tabelle 8.2.
Zusammenfassend kann die Induktivitätsdifferenz bzw. die relative Abwei-
chung zwischen simulativer und experimenteller Parameteridentifikation im
für SynRM relevanten Betriebsbereich als vernachlässigbar gering betrachtet
werden. Des Weiteren ergeben sich für zwei aufgebaute SynRM vernachlässig-
bar kleine relative Abweichungen in den experimentell identifizierten Induk-
tivitäten und im Drehmoment. Damit ist gezeigt, dass es prinzipiell ausrei-
chen sollte, eine entwickelte SynRM numerisch einer Parameteridentifikation
zu unterziehen und die Ergebnisse für die Regelung gefertigter Motoren in
der Serie zu nutzen. Eine experimentelle Identifikation in der Vorserie kann
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Abbildung 8.8: Kennfeld des Drehmoments und der Drehmomentdifferenz der
starr und elastisch angestellten HSC-SynRM-Motorspindel

Tabelle 8.2: Experimentelle Validierung der Betriebspunkte des finalen
SynRM-Rotordesign der Variante 3 in der Ausführung 130/6-
55-140

Betriebspunkt 1 2 3 4 5 6
Verkettete Spannung Uph−ph in Veff 102,2 223,8 280,0 368,2 380,4 425,3
Effektiver Strangstrom IS in Aeff 164,5 149,0 140,0 126,9 116,0 113,1
Frequenz fS in Hz 250 575 750 1000 1100 1200
Drehzahl n in U/min 5000 11500 15000 20000 22000 24000
Mech. Leistung Pmech in kW 15,3 30,2 36,1 42,5 41,5 44,4
Drehmoment ML in Nm 29,2 25,0 23,0 20,3 18,0 17,7
Stromwinkel θ in ◦ 59,7 59,7 59,7 61,0 62,2 68,9
Verlustleistung PV,el in W 1645 2300 2400 3111 3202 3391
Induktivität Ld in mH 0,418 0,445 0,462 0,489 0,523 0,558
Induktivität Lq in mH 0,132 0,138 0,141 0,147 0,152 0,155
Schenkligkeit ξ 3,2 3,2 3,3 3,3 3,4 3,6
Leistungsfaktor cos(ϕ) 0,56 0,56 0,57 0,58 0,57 0,57
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dennoch überlegt werden. Das Potenzial zur Kosteneinsparung im Zuge der
Fertigung der SynRM wird als sehr groß eingeschätzt.

8.3 Systemwirkungsgrad und Leistungsfaktor

Zur Bewertung der Energieeffizienz der SynRM und der aufgebauten HSC-
SynRM-Motorspindeln in starrer und elastischer Lageranstellung, werden zu-
nächst der Wirkungsgrad und der Leistungsfaktor der SynRM untersucht.
Im Anschluss erfolgt die Betrachtung des Systemwirkungsgrads unter Be-
rücksichtigung der Umrichterverluste. Die methodische Vorgehensweise er-
folgt nach den Beschreibungen in der Norm DIN EN 61800-9-2 zur Bestim-
mung der Energieeffizienzklasse von elektrisch betriebenen Arbeitsmaschinen
[DIN61800-9-2]. Unter den Geltungsbereich der Norm können im weiteren
Sinne auch numerisch geregelte Werkzeugmaschinen fallen. Das Antriebs-
system (engl.: Power Drive System (PDS)) setzt sich aus dem kompletten
Antriebsmodul (engl. Complete Drive Module (CDM)) und dem Motor zu-
sammen. In Abbildung 8.9 ist das Antriebssystem dargestellt, wobei in der
Untersuchung nur die Teilsysteme mit durchgezogener Linie betrachtet wer-
den. Das erweiterte Produkt (EP) kann Netzfilter, Drossel, Sinusfilter und
andere elektrische Zusatzeinrichtungen umfassen. Eine Vorschaltdrossel, ein
Sinusfilter oder Überspannungsschutzmodul ist für den Betrieb der SynRM
nicht erforderlich. Die Norm bezieht sich auf die Effizienzbetrachtung im S1-
Lastspielbereich.

Abbildung 8.9: Das betrachtete Antriebssystem bestehend aus Motor und
Umrichtermodul - hier SynRM und ARADEX Wechselrich-
ter; Abbildung in Anlehnung an [DIN61800-9-2]
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8.3.1 Experimentelle Vorgehensweise

Die Vorgehensweise zur Ermittlung von Teilsystem- und Systemwirkungsgra-
den wird in der Norm als Eingangs- und Ausgangsgrößen-Messung der elektri-
schen bzw. mechanischen Leistung beschrieben. Am Eingang des ARADEX
Wechselrichters wird die elektrische Eingangsleistung Pel,ZK aus der Zwi-
schenkreisspannung UZK und dem Zwischenkreisgleichstrom IZK bestimmt.
Am Ausgang des Wechselrichters und damit am Eingang der Motorklemmen
der SynRM wird die elektrische Leistung Pel aus den verketteten Spannungen
Uν und den Strangströmen IS unter Berücksichtigung des Leistungsfaktors als
Summe aus den drei Leistungen der drei Phasen und vier Leitern mit künst-
lichem Sternpunkt berechnet. Die mechanische abgegebene Leistung Pmech
der HSC-SynRM-Motorspindel ergibt sich aus der erfassten Drehzahl n und
dem DrehmomentML an der Kupplungsstelle zur Lastmaschine. Alle genann-
ten Messgrößen werden zeitsynchron mittels eines Leistungsmessgeräts von
Yokogawa des Typs WT1600 über eine Oversampling-Funktion mit 10 kHz
ohne weitere Filtereinstellung erfasst und geräteintern alle 50 ms in die Leis-
tungswerte umgerechnet. Gleichfalls erfolgt über die dreiphasige Strom- und
Spannungsmessung an den Motorklemmen die Bestimmung des Leistungs-
faktors cosϕ. Der Wirkungsgrad des ARADEX Wechselrichters ηCDM ergibt
sich aus:

ηCDM = Pel
Pel,ZK

=
√

3UνIS cosϕ
UZKIZK

, (8.7)

und der Wirkungsgrad der HSC-SynRM-Motorspindel mit n in 1/s inkl. Rei-
bungsverlusten im stationären Zustand aus:

η = Pme
Pel

= 2πnML√
3UνIS cosϕ

. (8.8)

Der Systemwirkungsgrad des Antriebssystems ηPDS berechnet sich aus der
Multiplikation:

ηPDS = ηCDM · η. (8.9)

Ziel dieser Arbeit ist die Darstellung der Ergebnisse als Wirkungsgrad- und
Leistungsfaktorkennfeld. Vor der Messung durchfahren die HSC-SynRM-Mo-
torspindeln einen Warmlauf bis in den thermisch quasi-stationären Zustand.
Dieser Zustand definiert sich nach Norm im Nennpunkt bis die Änderung der
Gehäusetemperatur des Stators weniger als ∆T = 1 K pro 30 min beträgt.
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Es gilt die Annahme, dass dieser Zustand sich während der Messung nur ge-
ringfügig ändert. Das abgefahrene Kennfeld spannt sich aus Messpunkten mit
der Drehmoment-Schrittweite von 5 Nm und der Drehzahl-Schrittweite von
2500 U/min bis zum Erreichen der Strom- und/oder Spannungsgrenze auf.
Bei einer Speisefrequenz nahe Null können große Schwankungen im Strom
und der Spannung sowie deren Verteilung auftreten, weshalb sich die Wick-
lungen stark erwärmen. In diesem Fall ist eine Speisefrequenz nach Norm
von bis zu 12 Hz erlaubt [DIN61800-9-2]. Bei der HSC-SynRM entspricht dies
einer minimalen Drehzahl von 240 U/min. Die Norm schreibt vor, dass im An-
schluss an das Warmfahren zunächst der Messpunkt mit höchster Drehzahl
und höchstem Drehmoment anzufahren ist, bis sich ein stationärer Tempera-
turpunkt in der Statorwicklung für ca. 2 min eingestellt hat. Die Messung wird
für 5 s durchgeführt und die Werte mit maximal 45 Hz aus dem WT1600 an
Matlab© übertragen, woraus je 225 Leistungswerte zur Ergebnisberechnung
gemittelt werden. Das Anfahren aller weiteren Messpunkte erfolgt analog. Es
darf nach Norm entweder schrittweise die Drehzahl je aufgebrachtem Last-
moment verringert oder, je nach Einfachheit der Einstellung, schrittweise das
Drehmoment je Drehzahl verringert werden. Die Lastmaschine wird in Dreh-
momentregelung und der SynRM-Prüfling in Drehzahlregelung betrieben. Es
wird durchgehend die PWM-Taktfrequenz von 12 kHz für die Speisung der
SynRM-Prüflinge genutzt.

8.3.2 Ergebniskennfelder

In Abbildung 8.10 sind die Kennfelder der Wirkungsgrade und der Leistungs-
faktoren der SynRM in elastischer und starrer Lageranstellung visualisiert.
Der Vergleich zeigt, dass die Lageranstellung keinen nennenswerten Einfluss
auf den Wirkungsgrad η der HSC-SynRM-Motorspindeln hat. Ab der Bemes-
sungsdrehzahl von 5000 U/min nimmt der Wirkungsgrad für beide Maschi-
nen Werte im Bereich von rund 93 % an. Maximal erreicht der Wirkungs-
grad der HSC-SynRM für die elastische Lageranstellung Werte von rund
95 %. Insgesamt besitzt die HSC-SynRM-Motorspindel mit elastischer La-
geranstellung im Teillastbereich einen höheren Wirkungsgrad um etwa 1 %.
Ursachen hierfür sind sowohl in der Induktivitätsdifferenz als auch in den
unterschiedlichen Reibungsverlusten der Lageranstellungen zu vermuten. Die
thermischen Verhältnisse unter Last begünstigen nach Abbildung 7.11 ei-
ne geringere Flächenpressung in den Lagern der starren Lageranstellung ge-
genüber dem Leerlaufverhalten in Abbildung 8.12. Jedoch ist anzunehmen,
dass die Lagerreibung der elastisch angestellten HSC-SynRM-Motorspindel
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(a) SynRM mit elastischer Lageranstellung: Wirkungsgrad und Leistungsfaktor

(b) SynRM mit starrer Lageranstellung: Wirkungsgrad und Leistungsfaktor

Abbildung 8.10: Wirkungsgrad- und Leistungsfaktorkennfelder für die HSC-
SynRM-Motorspindeln mit elastischer und starrer Lageran-
stellung
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in der experimentellen Versuchsdurchführung relativ zur starren Lageran-
stellung geringer gewesen ist. Der Wirkungsgrad ist bei 240 U/min - quasi
im Stillstand - erwartungsgemäß wie für viele Elektromotoren mit 30 % bis
40 % sehr gering. Der Leistungsfaktor für beide SynRM beträgt im Dreh-
zahlbereich oberhalb von 5000 U/min im Mittel rund 0,54. Die Werte sind
geringer als die numerisch berechneten Auslegungswerte mit rund 0,6 an der
Drehzahl-Drehmoment-Grenze nach Abbildung 5.20. Der Einsatz von Radial-
und Tangentialstegen zur Festigkeitssteigerung vermindert den Leistungsfak-
tor aufgrund von Streuflüssen im Eisenblechquerschnitt. Mit ausgefeilteren
Berechnungsmethoden, z. B. nach [Nard17], [Babe17b] oder [Cred20], lassen
sich die Parameter zur Designoptimierung in Abhängigkeit der Zielgröße des
Leistungsfaktors bestimmen. Dies wäre ein fortzuführender Ansatz an diese
Arbeit.
In Abbildung 8.11 sind die Wirkungsgradkennfelder des ARADEX Wechsel-
richters (CDM) und des Antriebssystems (PDS) gezeigt. Für beide SynRM re-
sultieren beinahe gleiche Wirkungsgrade. Zusammenfassend kann von einem
vernachlässigbaren Einfluss der Art der Lageranstellung der HSC-SynRM-
Motorspindeln auf die Verlustleistung des gesamten Antriebssystems ausge-
gangen werden.

8.3.3 Aufteilung der Verlustanteile

Die den Wirkungsgraden zugrunde liegenden Verluste sollen zur Validierung
der numerischen Simulationsergebnisse in die jeweiligen Anteile in Anlehnung
an die Darstellungen in Abbildung 5.20 und Abbildung 7.7 aufgeteilt werden.
Da die Verlustanteile an den Gesamtverlusten PV nicht getrennt voneinander
messtechnisch zu erfassen sind, werden sie vereinfacht aus den betriebspunkt-
abhängigen Wirkungsgraden ermittelt:

η = Pme
Pel

= Pel − PV
Pel

mit (8.10)

PV = PV,Reib + PV,Cu + PV,Fe. (8.11)

Die in den Lagern auftretenden Reibungsverluste können in einem Schlepp-
oder Auslaufversuch ermittelt werden. Beim Schleppversuch treibt die Last-
maschine den SynRM-Prüfling im stationären drehzahlgeregelten Betrieb-
spunkt an und über die Drehmomentmesswelle wird das Lagerreibmoment
erfasst. In dieser Arbeit wird ein Auslaufversuch durchgeführt. Die HSC-
SynRM-Motorspindel wird im ungekuppelten Leerlaufbetrieb einem Warm-
lauf bis zum Erreichen des thermisch stationären Zustands unterzogen. Aus
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(a) SynRM mit elastischer Lageranstellung: Wirkungsgrade des CDM und PDS

(b) SynRM mit starrer Lageranstellung: Wirkungsgrade des CDM und PDS

Abbildung 8.11: Wirkungsgradkennfelder des Wechselrichtermoduls (CDM)
und des Antriebssystems (PDS) für die HSC-SynRM-
Motorspindeln mit elastischer und starrer Lageranstellung
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der maximalen Drehzahl von 25 000 U/min heraus läuft der Antrieb unge-
bremst und ungeregelt bis zum Stillstand aus. Mittels einer Tachoprobe wird
die Drehzahl über der Zeit erfasst. Mit der Kenntnis des polaren Massenträg-
heitsmoments und der Drehwinkelgeschwindigkeitsänderung über der Zeit
kann nach (5.11) das Reibmoment der Lager und schließlich die Reibleis-
tung berechnet werden. Es wird erwartet, dass die Lagerreibleistung aufgrund
der starren Lageranstellung mit tendenziell höheren Flächenpressungen höher
ausfällt als die der elastischen Lageranstellung. In Abbildung 8.12 sind die
mittels gleitendem Mittelwert über 50 Einzelwerte erzeugten Verlustkennli-
nien über der Drehzahl gezeigt. Diese enthalten streng genommen auch die
Luftreibungsverluste.

Abbildung 8.12: Verlustleistung durch Lagerreibung im Vergleich der starren
und elastischen Lageranstellung

Im direkten Vergleich der elastischen gegenüber der starren Lageranstellung
ist zu erkennen, dass die Lagerreibleistung für die starre Lageranstellung bis
zur Drehzahl von 22 500 U/min etwas geringer ausfällt. Die axiale Wärmedeh-
nung führt bei der starren Lageranstellung zu einer stärkeren Abnahme der
axial gerichteten Vorspannung (vgl. Abbildung 6.7), wobei ab 22 500 U/min
die radial gerichtete Vorspannung aufgrund der Drehzahleffekte stärker zu-
nimmt. Neben der Begründung über die Temperatur- und Vorspannungs-
verhältnisse der Lagerung ist auch der Unterschied im Massenträgheitsmo-
ment aufgrund des unterschiedlichen Spindelwellenwerkstoffs zu berücksich-
tigen. Das polare Massenträgheitsmoment der Spindelwelle aus 16MnCr5 mit
SynRM beträgt 0,008 265 kg ·m2. Aufgrund der höheren Dichte des Werk-
stoffs Ni42 liegt das Massenträgheitsmoment der starr angestellten HSC-
SynRM-Motorspindel bei 0,008 307 kg ·m2. Die Lagerverlustleistung beider
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Antriebe weist maximal bei 25 000 U/min rund 1,25 kW auf. Dies entspricht
nahezu den simulierten Lagerreibungsverlusten bei gleichen Randbedingun-
gen in Abbildung 7.6a. Jedoch fällt auf, dass die Berechnungsformel die rea-
len Pressungsverhältnisse nicht exakt wiedergeben kann und im Drehzahlbe-
reich bis 20 000 U/min die Reibleistung mit rund 750 W gegenüber weniger
als 500 W bei 20 000 U/min überschätzt.
Die Stromwärmeverluste im Stator berechnen sich mit den bekannten Wick-
lungswiderständen beider SynRM in Abhängigkeit der Wicklungstemperatur
und den gemessenen Strangströmen gemäß (5.14). Die Ummagnetisierungs-
verluste resultieren aus der Umstellung der Bilanzgleichung (8.11) mit den
bereits bekannten Verlustgrößen. In Abbildung 8.13 sind die experimentell
ermittelten Verlustanteile gezeigt.
Die Gesamtverluste der elastischen Lageranstellung sind im Mittel um rund
14,4 % höher als die simulativ berechneten Gesamtverluste. Daher kann da-
von ausgegangen werden, dass insbesondere die Ummagnetisierungsverluste
im Stator in der Simulation letztlich unterschätzt werden. Eine Frequenz-
spektrumanalyse der harmonischen Anteile im Strom der getakteten Frequen-
zumrichterspeisung würde im Anschluss an diese Arbeit Aufschluss über die
dominanten, und damit der in der Simulation in ANSYS Maxwell® zu be-
rücksichtigenden, Harmonischen liefern. Zur Erinnerung: In der Simulation
sind nur harmonische Anteile in der Luftspaltfelderregerkurve. Die Kupfer-
verluste der SynRM in starrer Lageranstellung sind im Durchschnitt über die
dargestellten Betriebspunkte um 9,7 % höher. Die Ummagnetisierungsverlus-
te sind 14,7 % höher. Zu beachten ist, dass zum Zeitpunkt der experimen-
tellen Durchführung des Auslaufversuchs und der Wirkungsgradermittlung
unterschiedliche thermische Zustände geherrscht haben. Im Auslaufversuch
lag der thermisch stationäre Zustand im Leerlauf vor, wohingegen zur Wir-
kungsgradermittlung der thermisch stationäre Zustand unter Volllast vorlag.
Damit ist gemäß der simulativen starren Lagerauslegung im Betrieb unter
Volllast eine höhere radial gerichtete Lagervorspannung zu erwarten, als es
das Ergebnis des Auslaufversuchs suggeriert. Des Weiteren ist die Ausfüh-
rung der starren Lageranstellung in Verbindung mit der weichmagnetischen
Wellenmaterial Ni42 zu betrachten. In dieser Ausführungsform der SynRM
mit den hohen Strangströmen und relativ kompakten Rotorquerschnitt wird
eine entsprechend hohe Durchflutung und damit Sättigung des Eisenkreises
erreicht. Es wird daher vermutet, dass es zu einem anteiligen magnetischen
Fluss in der Spindelwelle aus Ni42 kommt, wodurch entsprechend hohe Wir-
belstromverluste anfallen. Aufschluss über die Hypothese würde eine numeri-
sche 2D-FEM-Analyse des Rotorblechquerschnitts in Verbindung mit einem
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Abbildung 8.13: Verlustleistungsanteile der SynRM in elastischer (links) und
starrer (rechts) Lageranstellung
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Wellenquerschnitt aus Ni42 liefern, wobei eine sinusförmige Stromspeisung
mit superponierten harmonischen Frequenzanteilen vorgegeben werden muss.
Alternativ könnte ein Betrieb mit einer Vorschaltdrossel die Hypothese prak-
tisch überprüfen, ob harmonische Frequenzanteile der Umrichterspeisung ur-
sächlich für die höheren Ummagnetisierungsverluste in der Spindelwelle aus
Ni42 sind. Leider ergab sich im Rahmen dieser Arbeit nicht mehr die Mög-
lichkeit der Verifikation der Hypothesen.

8.4 Thermisches Betriebsverhalten
Im Zuge der Analyse des thermischen Betriebsverhaltens ist die Temperatur-
verteilung im stationären Betriebszustand von Interesse. Dieser Zustand ist
simulativ berechnet und soll validiert werden. Anhand der Lagertemperaturen
und der Temperaturdifferenzen ist das Konzept der starren Lageranstellung
unter Einsatz der Ausdehnungslegierung Ni42 zu bewerten. Die lastbedingten
Temperaturänderungen im Vergleich zum Leerlauf geben Aufschluss über die
Grenzen des S1-Dauerbetriebs und einen Ausblick auf Potenziale zur thermi-
schen Optimierung des Spindelsystems. Die Vermessung der axialen Verlage-
rung der Plananlage im Leerlauf in Anlehnung an [ISO230-3] überprüft die
Hypothese, ob sich das axiale Spindelwellenwachstum durch das Konzept der
starren Lagerung mit dem Wellenwerkstoff Ni42 gegenüber des konventionel-
len Spindel-Lager-Systems vermindert. Dies wäre ein entscheidender Faktor,
welcher für das entwickelte Motorspindelsystem in der Anwendung sprechen
würde, da sich relative Verlagerungen zur Z-Achse der Werkzeugmaschine
direkt auf die Fertigungsgenauigkeit auswirken [Siel17, S. 133].

8.4.1 Experimentelle Vorgehensweise

Die Temperaturmesspunkte im Gehäuse und in der Welle sind in Abbildung
7.4 gezeigt. Die Temperaturmesspunkte werden beginnend von der Plananla-
ge von vorne nach hinten hochgezählt. Der gehäuseseitige Temperaturmess-
punkt Motor 1 ist ein PT1000-Sensor im hinteren Wickelkopf des SynRM-
Stators. Gehäuseseitig ist an der hinteren Lagerstelle an den Messstellen
TG12 und TG13 nur ein PT100-Sensor Lager 3 verbaut. Für die experi-
mentelle Untersuchung wird zur Messung der rotierenden Messpunkte ein
Telemetriestab mit angebundenen PT100-Sensoren konturgenau in die Boh-
rung der Hohlwelle eingesetzt. In den Bereichen, wo der Telemetriestab nicht
hinreicht, werden die PT100-Elemente auf die Innenseite der Spindelwelle
mit Sekundenkleber befestigt. Die Signal- und Energieübertragung erfolgt
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induktiv mittels einer gepulsten Wechselspannung von 100 Hz. Die Teleme-
trieeinheit ist in Abbildung 8.14 dargestellt.

Abbildung 8.14: Telemetrieeinheit zur Messung der Lagerinnenring und Ro-
tortemperaturen mit insgesamt sieben PT100-Sensoren

Des Weiteren werden die Temperaturen im Vorlauf und Rücklauf sowie der
Volumenstrom im Vorlauf des Kühlkreislaufs am Prüfstand gemessen. Daraus
berechnet sich nach Gleichung (7.7) unter Zuhilfenahme der Werte des Kühl-
mittels aus Abschnitt 8.1 die abgeführte Kühlleistung. Die Charakterisierung
der Grenztemperaturen erfolgt für die Statorwicklung anhand des ausgeführ-
ten Isolationssystems und beträgt 130 ◦C. Für die Lagertemperaturen gilt
eine Abschaltgrenze nach Betriebsanleitung von 65 ◦C gemessen am Lagerau-
ßenring. Der optimale Temperatureinsatzbereich des Hydrauliköls wird laut
Hersteller mit bis zu 90 ◦C angegeben. Können diese Grenztemperaturen im
thermisch stationären Zustand eingehalten werden, ist ein S1-Dauerbetrieb
möglich.
Der thermisch stationäre Betriebszustand ist nach [DIN60034-1] definiert
durch die Zeit, mit der die Verlustleistung auf ein Einkörpermodell wirkt, bis
die Temperatur im Einkörpermodell homogen ist. Dabei steigt die Tempera-
tur gegenüber der Ausgangstemperatur um ein ∆T bis zur Beharrungstem-
peratur T∞ an. Die Temperaturdifferenz wird als Übertemperatur bezeichnet
und folgt der e-Funktion:

∆T (t) = ∆T∞
(

1− e
t
tc

)
. (8.12)

Darin ist tc die Erwärmungszeitkonstante. Bei Erreichen einer Zeit von mehr
als das Dreifache der Zeitkonstanten (tb ≥ 3 · tc) kann die thermische Behar-
rung von Elektromotoreinheiten angenommen werden. Im S1-Dauerbetrieb
wird dieser Zustand sowohl für das Warmlaufen als auch für den umgekehr-
ten Abkühlvorgang erreicht. Der geschilderte Zusammenhang ist in Abbil-
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dung 8.15 veranschaulicht. Die zulässige Wärmebelastung ergibt sich aus dem
Bezug auf die ermittelten Nenngrenzwerte:

∆T∞
∆T∞,nenn

= PV
PV,nenn

≤ 1. (8.13)

Abbildung 8.15: Schematische Darstellung zur Definition des thermisch sta-
tionären Zustands nach [DIN60034-1]

8.4.2 Thermisches Verhalten im Leerlauf

Die Vorgehensweise orientiert sich an der Methodik nach [ISO230-3]. Die
Spindelsysteme werden aus dem Temperaturzustand bei Raumtemperatur
heraus mit konstanter Drehzahl betrieben und die Temperaturen und die
axialen Verlagerungen der Plananlage und des Spindelgehäuses unmittelbar
neben der Plananlage kontinuierlich mit einer Abtastrate von 10 Hz erfasst.
In den Abbildungen 8.16 und 8.17 sind die Temperaturverläufe beider Spindel-
Prüflinge jeweils für die Drehzahlen 12 000 U/min und 24 000 U/min darge-
stellt.
Das elastisch angestellte Spindel-Lager-System aus dem Wellenwerkstoff
16MnCr5 erreicht bei 12 000 U/min nach ca. 20 min bis 25 min den thermisch
stationären Zustand. Die Beharrungstemperaturen betragen an der vorderen
Lagerstelle am Innenring im Mittel 36 ◦C und an der hinteren Lagerstelle
im Mittel 47 ◦C. Im Bereich des SynRM-Rotors stellen sich Temperaturen
um 40 ◦C ein. Gehäuseseitig werden durch die Lagerkühlung an der vorderen
Lagerstelle Temperaturen von rund 23 ◦C bis 25 ◦C im Beharrungszustand
gemessen. Die Lageraußentemperatur an der hinteren, ungekühlten Lager-
stelle beträgt hingegen rund 35 ◦C. Damit ergeben sich Lagerdifferenztempe-
raturen von etwa 12 ◦C an der vorderen und ebenfalls 12 ◦C an der hinteren
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Lagerstelle. Bei 24 000 U/min steigen die Lagertemperaturen deutlich an. Die
Beharrungstemperaturen stellen sich nach etwa 30 min ein. Die Rotortempe-
raturen erreichen rund 60 ◦C im Maximum. Anhand der Temperaturvertei-
lungen in der Spindelwelle ist erkennbar, dass die Temperaturen im Rotorbe-
reich im Leerlauf allgemein durch die axiale Wärmeleitung in der Spindelwelle
von der vorderen und hinteren Lagerstelle dominiert werden. Dies deckt sich
mit der Erkenntnis aus der Untersuchung der Verlustaufteilung der SnyRM,
dass im Leerlauf keine nennenswerten Ummagnetisierungsverluste im Rotor
zu verzeichnen sind.

(a) Rotortemperaturen bei
12 000 U/min

(b) Rotortemperaturen bei 24 000 U/min

(c) Gehäusetemperaturen
12 000 U/min

(d) Gehäusetemperaturen 24 000 U/min

Abbildung 8.16: Thermisches Verhalten im Leerlauf der elastisch ange-
stellten Variante

Das Spindel-Lager-System mit starrer Lageranstellung und Wellenwerkstoff
Ni42 erreicht bei 12 000 U/min erstmalig nach etwa 12 min die maximale Tem-
peratur im hinteren Lagerbereich von rund 66 ◦C am Innenring und 47 ◦C am
Außenring. Durch Veränderung der axialen und radialen Vorspannungssitua-
tion im Zuge der Wärmetransportprozesse stellen sich niedrigere Beharrungs-
temperaturen ein. Zunächst erhöht sich die Flächenpressung an der hinteren
Lagerstelle aufgrund der radial gerichteten Wärmeeintragung im Lager und
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der mangelnden Kühlung. Die Wärme verteilt sich erst mit fortschreitender
Zeit axial in der Spindelwelle, weshalb die Temperaturen im Rotorbereich
kontinuierlich bis ca. 20 min zunehmen. Im Beharrungszustand bei 35 min
beträgt die Temperaturdifferenz an der vorderen Lagerstelle etwa 11 ◦C und
an der hinteren Lagerstelle ca. 20 ◦C.
Um das thermische Verhalten bei 24 000 U/min untersuchen zu können, muss
ein Warmlauf erfolgen. Hierzu wird das kalte Spindelsystem bei 12 000 U/min
für 10 min eingelaufen und dann auf 24 000 U/min beschleunigt und die Mes-
sung gestartet. Auf diese Weise stellt sich der Beharrungszustand erneut nach
rund 30 min in Summe ein. Die Lagerinnenringtemperaturen an der hinteren
Lagerstelle betragen im Mittel ca. 74 ◦C, wohingegen am Lageraußenring die
Temperatur bei 54 ◦C liegt. Die vordere Lagerstelle bleibt mit maximal 50 ◦C
am Innenring und 30 ◦C am Außenring relativ kalt. Die Lagertemperaturdif-
ferenz beträgt vorne wie hinten 20 ◦C.

(a) Rotortemperaturen bei
12 000 U/min

(b) Rotortemperaturen bei 24 000 U/min

(c) Gehäusetemperaturen bei
12 000 U/min

(d) Gehäusetemperaturen bei 24 000 U/min

Abbildung 8.17: Thermisches Verhalten im Leerlauf der starr angestellten
Variante
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Exemplarisch zur Beschreibung der relativen axialen Verlagerung der Planan-
lage gegenüber der Planfläche des Spindelgehäuses sind die Verläufe in Abbil-
dung 8.18 bei 24 000 U/min gezeigt. Die Verlagerung im Beharrungszustand
des elastisch angestellten Spindel-Lager-Systems beträgt rund 45µm im Ver-
gleich zum abgekühlten Stillstand bei Raumtemperatur. Im Gegensatz dazu
beträgt sie für die starre Lageranstellung 44µm. Der Verlauf in Abbildung
8.18 gibt für die starre Lageranstellung nur den Beharrungszustand relativ
zur Temperaturverteilung und Ausdehnung bei Start der Messung wider.

(a) Elastische Lageranstellung mit
Spindelwelle aus 16MnCr5

(b) Starre Lageranstellung mit
Spindelwelle aus Ni42

Abbildung 8.18: Thermisch bedingte Verlagerung und abgeführte Kühl-
leistung im Leerlauf der elastisch und starr angestellten
Varianten im Vergleich bei 24 000 U/min

Zusammengefasst lässt sich das beobachtete thermische Verhalten sehr gut
anhand der durch die mechanischen und thermischen Simulationen erlangten
Kenntnisse beschreiben. Die Lagerverlustleistung führt zu einem dominie-
renden Wärmeeintrag in die Spindelwelle. Der Rotor der SynRM verursacht
nahezu keine Verluste und bleibt daher an sich relativ kalt. Ist das Spindel-
Lager-System starr angestellt, so führt dies zu einer zeitlich zunächst radi-
al gerichteten Wärmeausdehnung, wodurch die Vorspannung in den Lagern
ansteigt. Erst mit der Zeit nimmt die Lagervorspannung durch die axiale
Wärmeausdehnung der Spindelwelle wieder ab. Dies ist abhängig von den
thermischen Eigenschaften des gewählten Werkstoffs. Das Temperaturniveau
der starr angestellten HSC-SynRM-Motorspindel liegt oberhalb des Tempe-
raturniveaus der Variante mit elastischer Lageranstellung. Dies ist zum einen
auf die erhöhte erforderliche Vorlauftemperatur der Kühlung und zum an-
deren auf eine höhere anfängliche Lagervorspannung beim Betrieb aus dem
Kaltstart zurückzuführen. Die höhere Vorlauftemperatur bewirkt neben einer
axialen auch eine radiale Wärmedehnung des Gehäuses, wodurch sich für die
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starre Lageranstellung die jeweilige Spielpassung an den Lageraußenringen ge-
ringfügig erhöht und damit der radial gerichteten Vorspannungserhöhung ent-
gegengewirkt wird. Abschließend ist somit gezeigt, dass sich das HSC-SynRM-
Motorspindel in starrer Tandem-O-Tandem-Lageranordnung problemlos im
Leerlauf betreiben lässt. Um die Arbeitshypothese 1 aus Abschnitt 4.2.4 auch
unter realen Betriebsbedingungen zu verifizieren, folgt die Untersuchung und
Ergebnisdiskussion des thermischen Verhaltens unter Drehmomentbelastung.

8.4.3 Thermisches Verhalten unter Last

Zur experimentellen Untersuchung des thermischen Verhaltens unter Dreh-
momentbelastung werden zunächst zwei Betriebspunkte vergleichend betrach-
tet. Aufgrund der eingangs beschriebenen Randbedingung des begrenzten
S1-Dauerbetriebs der Lastspindel wird der Betriebspunkt im Grunddrehzahl-
bereich bei 5000 U/min und 20 Nm, d. h. einer Leistung von ca. 10,5 kW,
analysiert. Der zweite Betriebspunkt liegt bei 15 000 U/min und 15 Nm, was
einer Leistung von ca. 23,6 kW entspricht. In Abbildung 8.19 sind die Tempe-
raturverläufe der elastisch angestellten HSC-SynRM-Motorspindel gezeigt. In
Abbildung 8.20 folgen sie für die starre Lageranstellung. Die Temperaturen
des SynRM-Rotors stellen jeweils die höchsten Temperaturen in der Spindel-
welle dar, wobei das Temperaturmaximum in der Rotormitte an der Stelle
Motor 2 auftritt. Das bedeutet, dass die Temperaturen im Rotorbereich zwar
noch von der Wärmeentwicklung in den Lagern beeinflusst aber nicht mehr
dominiert wird. Die frequenzabhängigen Ummagnetisierungsverluste - insbe-
sondere die quadratisch von der Frequenz abhängigen Wirbelstromverluste
- tragen im Rotorblechpaket zur Erwärmung bei. Die thermische Beharrung
wird ab etwa 35 min erreicht.
Bei 5000 U/min und 20 Nm in Abbildung 8.19a wird eine maximale Tempera-
tur von 70 ◦C im Bereich des SynRM-Rotors erreicht. Die Lagertemperaturen
steigen an der vorderen und hinteren Stelle auf etwas mehr als 50 ◦C an. Im
Gegensatz zur elastischen Anstellung ergibt sich ein erhöhtes Temperaturni-
veau bei starrer Lageranstellung, wobei angemerkt sei, dass die Vorlauftem-
peratur mit 25 ◦C um 3 ◦C höher liegt. Außerdem ist zu berücksichtigen, dass
die Wärmekapazität von Ni42 um 16 % höher und die Wärmeleitfähigkeit um
72 % geringer im Vergleich zu 16MnCr5 ist. Beide thermische Eigenschaften
begünstigen den Erhalt der Wärme in der Spindelwelle. So beträgt die ma-
ximale Temperatur im Bereich des SynRM-Rotors etwa 75 ◦C. Die maximale
Lagertemperatur am Innenring liegt vorne bei rund 55 ◦C und hinten bei etwa
59 ◦C. Gehäuseseitig unterscheiden sich die Temperaturen an den Lagerau-
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ßenringen in den Abbildungen 8.19b und 8.20b etwa um 2 ◦C bis 3 ◦C gemäß
der unterschiedlichen Kühlbedingungen. Es fällt auf, dass die Systembedin-
gungen der HSC-SynRM-Motorspindel mit starrer Lageranstellung zu einer
deutlich sichtbaren Ausprägung der Zweipunktregelung des Kühlaggregats
führen.

(a) Rotortemperaturen bei
5000 U/min und 20 Nm

(b) Rotortemperaturen bei 15 000 U/min und
15 Nm

(c) Gehäusetemperaturen bei
5000 U/min und 20 Nm

(d) Gehäusetemperaturen bei 15 000 U/min
und 15 Nm

Abbildung 8.19: Thermisches Verhalten unter Last in der HSC-SynRM-
Motorspindel mit elastischer Lageranstellung

Im Betriebspunkt bei 15 000 U/min und 15 Nm steigen die Temperaturen im
SynRM-Rotor auf bis zu 105 ◦C für die elastische Variante (Abbildung 8.19c)
und 110 ◦C für die starre Variante (Abbildung 8.20c) an. Die Lagertemperatu-
ren erreichen mit 85 ◦C (Abbildung 8.20c) gegenüber 75 ◦C (Abbildung 8.19c)
höhere Werte. Dies lässt vermuten, dass sich im stationären Zustand andere
Lagerreibungsverluste als im Auslaufversuch ergeben. Die erhöhten Reibungs-
verluste in den Lagern wirken sich in der Folge als Wärmeeintrag auch auf die
SynRM-Rotortemperatur aus. Gehäuseseitig werden keine kritischen Tempe-
raturen gemessen. Jedoch zeigt sich anhand der Temperaturverläufe der vor-
deren Lagerstelle in Abbildung 8.20d die Zunahme der Lagervorspannung,
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anhand des gegenüber Abbildung 8.19d erkennbaren Temperaturanstiegs auf
etwas mehr als 40 ◦C.

(a) Rotortemperaturen bei
5000 U/min und 20 Nm

(b) Rotortemperaturen bei 15 000 U/min und
15 Nm

(c) Gehäusetemperaturen bei
5000 U/min und 20 Nm

(d) Gehäusetemperaturen bei 15 000 U/min
und 15 Nm

Abbildung 8.20: Thermisches Verhalten unter Last in der HSC-SynRM-
Motorspindel mit starrer Lageranstellung

Zur Analyse exemplarischer thermischer Grenzen und der Temperaturent-
wicklung des SynRM im S1-Dauerbetrieb für ausgewählte Betriebspunkte
aus Tabelle 5.7 sind die Temperaturverläufe in Abbildung 8.21 gegeben. Für
20 000 U/min und 20 Nm werden kritische Temperaturen von 90 ◦C am Lager-
innenring von Lager 3 erreicht. Am Außenring liegt der Temperaturwert mit
fast 65 ◦C an der Abschaltgrenze. Dieser Betriebspunkt markiert die Grenze
des S1-Betriebs und sollte nur in der Betriebsart S6 des ununterbrochenen,
periodischen Betriebs angefahren werden. Im Abgleich mit den Rotortempe-
raturen aus der numerischen thermischen Simulation für die starre Lageran-
stellung in Abbildung 7.8 fällt auf, dass die SynRM-Rotortemperaturen mit
mehr als 120 ◦C über den berechneten Temperaturen von bis zu 75 ◦C liegen.
Folglich sind wichtige höhere Harmonische aus dem Spektrum der Speisefre-
quenz in der numerischen Berechnung der Rotoreisenverluste unberücksich-
tigt geblieben. Die abgeführte Kühlleistung beträgt maximal rund 3,2 kW,
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was etwa der Messung der Gesamtsumme der Verluste in Abbildung 8.13c
(links) entspricht.

8.5 Dynamisches Betriebsverhalten
Für die Eignung der starren Lageranstellung wird neben dem thermischen
Verhalten auch das dynamische Betriebsverhalten beurteilt. Im Fokus die-
ser Arbeit stehen der dynamische Rundlauf und die Frequenzganganalyse.
Zum einen werden die simulativen Auslegungsergebnisse aus MESYS validiert
und zum anderen das dynamische Schwingverhalten beider HSC-SynRM-
Motorspindeln mit elastischer und starrer Lageranstellung verglichen.

8.5.1 Rundlauf im Betrieb

Eine der wichtigsten charakteristischen Eigenschaften von Motorspindeln zur
Bewertung ihrer zentralen Funktion der rotativen Werkzeugführung ist der
dynamische Rundlauf, da dieser die Fertigungsgenauigkeit neben der thermi-
schen Verlagerung bestimmt. Dieser wird an einem Dummy-Werkzeugschaft
in einem definierten Abstand zur Plananlage der Spindelwelle gemessen. Da
keinWerkzeugspannsystem in der Spindelwelle integriert ist, kommt zur Span-
nung des HSK-Werkzeugspannfutters in der Ausführung als Schrumpffutter
ein Sicherungsflansch zum Einsatz. Das Anzugsmoment der Schrauben führt
in Summe zur Nenneinzugskraft von 11 kN nach [DIN69063-1] für die Schnitt-
stelle HSK-A50.

Experimentelle Vorgehensweise

Zur Messung des Rundlaufs kommen zwei Abstandssensoren des Typs ed-
dyNCDT 3300 mit einem Messbereich von 0,4 mm und einer Auflösung von
0,02µm des Herstellers Micro-Epsilon Messtechnik GmbH & Co. KG
mit induktivem Messprinzip (Wirbelstromsensoren) in zueinander um 90 ◦
versetzter Positionierung zum Einsatz. Ziel der Messung ist die Analyse der
Kreisbewegung des Wellendurchstoßpunktes in der Rotationsachse. Die Dreh-
zahl bzw. der Rotorlagewinkel wird zeitsynchron mittels Lasertachoprobe zur
winkelbezogenen, gemittelten Auswertung je Umdrehung erfasst. Die Mess-
methode ist in [Mark15] und speziell zur Auswertung in [Gasc02, S. 627] be-
schrieben. Das Messsignal enthält Rundlauffehler, welche aus der Unrundheit
des Werkzeugschaftes und aus Werkstoffinhomogenitäten, bzgl. Abweichun-
gen in elektrischen und magnetischen Eigenschaften, resultieren. Der Rund-
lauffehler wird als Mittelwert je Rotorwinkelposition aus 10 gleichförmigen
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(a) Rotortemperaturen bei
15 000 U/min und 25 Nm

(b) Gehäusetemperaturen bei
15 000 U/min und 25 Nm

(c) Rotortemperaturen bei
20 000 U/min und 20 Nm

(d) Gehäusetemperaturen bei
20 000 U/min und 20 Nm

(e) Rotortemperaturen bei 5000 U/min
und 25 Nm

(f) Gehäusetemperaturen bei
5000 U/min und 25 Nm

Abbildung 8.21: Thermisches Verhalten unter Last in der HSC-SynRM-
Motorspindel mit elastischer (a bis d) bzw. starrer La-
geranstellung (e und f)
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Umdrehungen bei sehr kleiner Drehzahl nahe Null - hier 10 U/min ermittelt.
In diesem Fall sind die von der Unwucht erzeugten Auslenkungen vernachläs-
sigbar klein. Die Orbitkinematik kann als geschlossene Bahnkurve in der kom-
plexen Ebene mit einer Messrichtung als Realteil und der rechtwinklig versetz-
ten Messrichtung als Imaginärteil mathematisch ausgedrückt werden. Dabei
stellt sich der Orbit unter Annahme des bei Wälzlagern vorliegenden isotro-
pischen Steifigkeitsverhaltens als Überlagerung von gleich- und gegenläufigen
Kreisbahnen dar. Die Ausprägung der Orbitkinematik ist eine Ellipse bei Ver-
nachlässigung von Oberwellenanteilen im Spektrum. Oberwellenanteile der 2.
und 3. Ordnung treten bspw. durch unrunde Wellen, Wellen mit Schlag oder
Riß auf. Es wird angenommen, dass die neu gefertigten Spindelwellen keine
dieser Beeinträchtigungen aufweisen, da entsprechende Qualitätsmerkmale im
Zuge der Fertigung geprüft werden. Zur Auswertung der Messung erfolgt ei-
ne Mittelung im Zeitbereich über jeweils 100 Umdrehungen bei konstanter
Drehzahl nach Abklingen von Eigenschwingungen mit anschließender zwei-
seitiger Fourieranalyse. Die erhaltenen Amplituden der gleich- und gegen-
läufigen Kreisbahnen werden zur Kreisbahnamplitude in Abhängigkeit der
Rotorwinkellage aufsummiert. Beide HSC-SynRM-Motorspindeln weisen ver-
nachlässigbare Unterschiede in den Schwingstärken der ersten Drehzahlord-
nung im Leerlauf auf, was für einen vergleichbaren Wuchtzustand spricht. Sie
werden jeweils einem Warmlauf bis zur Maximaldrehzahl von 24 000 U/min
unterzogen und anschließend für aufsteigende Drehzahlen die Orbits erfasst
und ausgewertet.

Orbitkinematik

Die Orbits der ersten Drehzahlordnung bei 24 000 U/min sind exemplarisch in
Abbildung 8.22 dargestellt. Die Veränderung der Orbitgröße in Abhängigkeit
von der Drehzahl kann anhand der Wertänderung der großen Halbachse der
Ellipse in Abbildung 8.23 betrachtet werden.
Im Fall der elastisch angestellten HSC-SynRM-Motorspindel werden zwei Ei-
genfrequenzen bei 8000 U/min (133,3 Hz) und bei 22 000 U/min (366,6 Hz)
durchfahren. Bei diesen Drehzahlen weisen die Orbitale eine besonders große
Amplitude der kombinierten Verlagerungen in x- und y-Richtung der Grund-
schwingung auf. Bei 8000 U/min beträgt sie 1,6µm und bei 22 000 U/min
beträgt sie 4,1µm. Aufgrund der unwuchterzwungenen Biegeauslenkung der
Spindelwelle beträgt die Amplitude bei 24 000 U/min maximal 5,2µm.
Die Analyse der Orbits der starr angestellten HSC-SynRM-Motorspindel deu-
tet auf eine Eigenfrequenz bei 16 000 U/min (266,7 Hz) hin. Damit wird im
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(a) Elast. angest.
Spindel-Lager-System

(b) Starr angest. Spindel-Lager-System

Abbildung 8.22: Exemplarische Orbits der 1. Ordnung bei 24 000 U/min
für die elastische und starre Lageranstellung bereinigt
um den Rundlauffehler

Abbildung 8.23: Veränderung der maximalen Orbitauslenkung in Abhängig-
keit von der Drehzahl für die elastische und starre Lageran-
stellung
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Betriebsdrehzahlbereich eine Eigenfrequenz weniger beobachtet als bei der
HSC-SynRM-Motorspindel mit elastischer Lageranstellung. Bei dieser Dreh-
zahl weist das Orbital eine besonders große Amplitude der kombinierten Ver-
lagerungen in x- und y-Richtung der Grundschwingung auf. Sie beträgt ma-
ximal 2,5µm. Bei höheren Drehzahlen, z. B. bei 22 000 U/min beträgt sie
2,5µm, was ein besseres Ergebnis darstellt im Vergleich zur elastisch ange-
stellten Lagerungsvariante. Allgemein steigen im Vergleich zur Spindel mit
elastischer Anstellung die Amplituden des Schwingwegs zu höheren Drehzah-
len weniger stark an. Bei 24 000 U/min betragen sie nur 2,1µm im Gegensatz
zu 5,2µm. Die Messwerte der Variante mit starrer Lageranstellung weisen je-
doch eine höhere Standardmessunsicherheit von im Mittel 3,1µm gegenüber
2,7µm auf.

8.5.2 Frequenzganganalyse

Die dynamische Steifigkeit wird anhand einer Frequenzgangmessung analy-
siert. Dazu wird ein Beschleunigungssensor an der Plananlage befestigt und
unmittelbar daneben (Kollokation) die Struktur der HSC-SynRM-Motorspin-
del mittels Impulshammer breitbandig zu Schwingungen angeregt. Die Sys-
temantwort bildet sich aus der Überlagerung angeregter Eigenschwingungen
der Struktur. Die resultierende Übertragungsfunktion im Frequenzbereich
wird im Messprogramm von Brüel & Kjær automatisch ausgewertet und
grafisch dargestellt. Die angewandte Methodik der experimentellen Modal-
analyse folgt der Beschreibung der Literatur [Maia97, S. 125] und [Natk92, S.
54 f.]. Für die Messungen sind jeweils dieselben Messeinstellungen und Sen-
soren verwendet worden. Die Messspitze am Impulshammer ist ein Plastik-
Tip mit ausreichend linearem Übertragungsverhalten im interessierenden Fre-
quenzbereich bis ca. 1400 Hz. Die Kohärenz, als Güte für die Linearität des
Anregungs- zu Antwortsignals, beträgt im Frequenzbereich bis 2000 Hz über
95 %. Vergleichend für die elastische und starre Lageranstellung sind die Über-
tragungsfunktionen der H1-Bewertung in Abbildung 8.24 für die axiale und
in Abbildung 8.25 für die radiale Richtung dargestellt. Idealerweise sollte die
Betrachtung anhand der H4 oder zumindest H3-Übertragungsfunktion durch-
geführt werden. Zur Bestimmung der Lage der Eigenfrequenzen und zur qua-
litativ vergleichenden Dämpfungsbewertung ist die H1-Übertragungsfunktion
jedoch ausreichend.
Durch die Axial-Radial-Kopplung der Schrägkugellager bildet die Übertra-
gungsfunktion in axialer Richtung die radiale Biegeeigenfrequenz des Spindel-
Lager-Systems ab. Die radiale Eigenfrequenz der Ni42-Spindelwelle ist im kal-
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Abbildung 8.24: Axialer Geschwindigkeitsfrequenzgang (Mobilität) des elas-
tisch und starr angestellten Spindel-Lager-Systems

ten Zustand geringer als die der 16MnCr5-Spindelwelle. Grund hierfür ist der
geringere E-Modul und die höhere Dichte des Werkstoffs Ni42 gegenüber dem
Werkstoff 16MnCr5. Dies ist aus der MESYS-Berechnung in Abbildung 6.11
bekannt. Die gemessenen Eigenfrequenzen liegen jedoch mit 921 Hz (elastisch)
und 754 Hz (starr) im Mittel um 10 % höher.

Abbildung 8.25: Radialer Geschwindigkeitsfrequenzgang (Mobilität) des elas-
tisch und starr angestellten Spindel-Lager-Systems

Im radialen Frequenzgang sind die Amplituden der Resonanzen bei 400 Hz
jeweils der radialen Biegeeigenfrequenz der Spindelgehäuse zuzuordnen. Das
starr angestellte Spindel-Lager-System besitzt eine höhere Nachgiebigkeit im
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Frequenzbereich bis zur biegekritischen Eigenfrequenz. Im überkritischen Fre-
quenzbereich ist die Nachgiebigkeit gegenüber dem elastisch angestellten Sys-
tem höher. Die Bewertung der Dämpfung der beiden SynRM-Motorspindeln
kann exemplarisch anhand der Halbwertsbreite bei einem Amplitudenrück-
gang von −3 dB für die Resonanz der radialen Eigenfrequenz erfolgen. Die
Dämpfung des elastisch angestellten Spindel-Lagersystems mit Wellenwerk-
stoff 16MnCr5 beträgt ca. 6 % bei einer Frequenzbreite von rund 114 Hz. Im
Vergleich dazu ist die Dämpfung des starr angestellten Systems mit der Spin-
delwelle aus Ni42 mit 3 % bei einer Frequenzbreite von rund 47 Hz geringer.
Insgesamt wird über den Frequenzbereich der Unterschied der Dämpfung hier
nicht als ausschlaggebend für die Systembewertung betrachtet.

8.6 Fazit zu den experimentellen Untersuchungen
Die experimentelle Parameteridentifikation führt zu der Erkenntnis, dass die
numerisch berechneten Induktivitätskennfelder eine Genauigkeit besitzen, wel-
che den Betrieb der HSC-SynRM-Motorspindeln ohne nennenswerte Beein-
trächtigungen im Betriebsverhalten ermöglichen. Für die Energieeffizienzbe-
trachtungen ist der Betrieb mit experimentell identifizierten Induktivitäts-
kennfeldern durchgeführt worden.
Der Wirkungsgrad der SynRM liegt sowohl im Volllast- als auch im Teillastbe-
reich für Drehzahlen oberhalb von 5000 U/min um 95 %. Der Gesamtsystem-
wirkungsgrad des Antriebssystems (Power Drive System - PDS) erfüllt die
Energieeffizienzklasse IES2 nach [DIN61800-9-2]. Der Leistungsfaktor liegt
mit rund cosϕ = 0,56 etwas niedriger als erwartet. Ein Grund wird in der
Ausführung des Rotorblechpakets mit Stützblechen vermutet, da dies nicht
explizit numerisch in einer elektromagnetischen Simulation überprüft wurde.
Dies wirkt sich nachteilig auf die erforderliche Scheinleistung des Umrichter-
systems und den erhöhten Gesamtstrombedarf zur Erreichung vergleichbarer
Drehmomentdichten anderer Antriebstopologien aus. Der höhere Strombedarf
ist insbesondere durch die zusätzlichen Bauraumbeschränkungen kompakter
Motorspindelsysteme gegeben, wodurch SynRM unter Last mit hohem Sät-
tigungsgrad resultieren. Die hohen Flussdichten wirken sich in Kombination
mit hohen Drehfrequenzen und höherer Harmonischer unmittelbar auf die
Generierung von Ummagnetisierungsverlusten aus.
Die experimentellen Untersuchungen zu den abgeschätzten Verlustanteilen
haben die numerisch berechneten Verlustanteile des thermischen Modells der
starr angestellten HSC-SynRM-Motorspindel weitestgehend validiert. Die Ei-
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senverluste - gerade im Rotorbereich - werden jedoch unterschätzt. Hierzu
muss eine gesonderte experimentelle Untersuchung des hochfrequenten Spei-
sesignals am Ausgang des Frequenzumrichters erfolgen, um damit die Ober-
wellenanteile in der Simulation korrekt berücksichtigen und die Effekte höhe-
rer Harmonischer in der Eisenverlustgenerierung abbilden zu können. In der
Simulation sind hingegen nur Effekte höherer Harmonischer durch die Wech-
selwirkung der Stator- und Rotornuten - bzw. Flusssperrenenden - bei ideal
sinusförmiger Stromspeisung eingeflossen.
Im Leerlauf zeigt sich, dass die Temperaturen im Rotorbereich durch die
Wärmeentstehung aufgrund der Lagerreibungsverluste dominiert werden. Die
starr angestellte HSC-SynRM-Motorspindel muss mit einer höheren Vorlauf-
temperatur betrieben werden, um einer radial gerichteten Zunahme der La-
gervorspannung entgegenzuwirken. Darüber hinaus erfüllt die erhöhte Vor-
lauftemperatur den Zweck, die axiale Wärmeausdehnung im Gehäusebereich
zu unterstützen, um die Lageraußenringe auch bei geringerer thermisch be-
dingter axialer Spindelwellenausdehnung den Lagerinnenringen nachzufüh-
ren. Auf diese Weise resultieren unter Last vermutlich höhere Lagerreibungs-
verluste in der starr angestellten HSC-SynRM-Motorspindel als in der elas-
tisch angestellten Variante. Die Auslaufversuche im Leerlauf für den warmge-
laufenen Zustand geben darüber keinen ausreichenden Aufschluss. In der nu-
merischen thermischen Simulation resultieren aufgrund niedriger abgeschätz-
ter Lagerverluste auch geringere Lagertemperaturen.
Die SynRM kann mit den in dieser Arbeit umgesetzten Maßnahmen zur
Steigerung der Drehzahlfestigkeit bis zu einer Drehzahl von 24 000 U/min
sicher betrieben werden. Damit wird gezeigt, dass sich das Anwendungsge-
biet von SynRM in Motorspindeln gegenüber der Universalbearbeitung ge-
mäß den Ausführungen von Sielaff in [Siel17] auf die Hochgeschwindigkeits-
Fräsbearbeitung erweitert. Neben konventionellen Lageranstellungsarten las-
sen sich kompakte Lageranstellungen unter Einsparung von Komponenten wie
der Gleitführungsbüchse oder Kugelführungsbüchse in der starren Tandem-
O-Tandem-Anordung realisieren.
Mit den experimentellen Untersuchungsergebnissen sind die Arbeitshypothe-
sen aus Abschnitt 4.2.4 größtenteils verifiziert:
Zu 1.: Das neuartige Motorspindelkonzept mit starrer Lageranstellung weist
folgende Aspekte auf:

• Das HSC-SynRM-Motorspindelsystem mit starrer Lageranstellung weist
eine höhere dynamische Steifigkeit (Mobilität) gegenüber konventio-
nell in elastischer Anstellung gelagerte Motorspindelsysteme auf. Die
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axiale Eigenfrequenz wird im Betriebsdrehzahlbereich sogar nicht mehr
durchfahren. Die Schwingungsberuhigung führt zu einer vergleichbaren
Laufruhe und Rundlaufgenauigkeit.

• Das Konzept der HSC-Motorspindel mit starrer Lageranstellung ist auf-
grund der geringen elektrischen Verluste des Synchronreluktanzantriebs
überhaupt erst realisierbar, was durch vergleichende simulative Betrach-
tungen dargelegt und experimentell verifiziert wird.

• Eine thermische Verlagerung ist nach wie vor vorhanden. Sie kann je-
doch durch den Einsatz der Ausdehnungslegierung Ni42 und der star-
ren Lageranstellung im Vergleich zur elastischen Anstellung unter Ver-
wendung des Wellenwerkstoffs 16MnCr5 theoretisch um bis zu 42 %
reduziert werden. Praktisch lässt sich dieses Verhalten in den hier prä-
sentierten Ergebnissen nicht eindeutig nachweisen, da es unter ande-
rem Abweichungen in den praktischen zu den theoretischen Materialei-
genschaften der Wärmeausdehnung gibt und es zu einer Überlagerung
mit der kinematisch bedingten Verlagerung kommt. Außerdem wird die
SynRM-Motorspindel mit starrer Lageranstellung bei einer erhöhten
Vorlauftemperatur betrieben, was bereits zu einer thermischen Verla-
gerung führt.

Zu 2.: Die festigkeitssteigernde Maßnahme durch axiales Verpressen des Ro-
torblechpakets, sowie der Einsatz von hochfesten Stützblechen und Fixieren
mittels Wellenmutter führt zur gewünschten Aufweitungsbehinderung des Ro-
toraußendurchmessers und ermöglicht maximale Drehzahlen bis 24 000 U/min.
Die Zielanforderung von 30 000 U/min wäre in gleicher Ausführung des Ro-
torblechpakets mit höherwertigen, verlustarmen Elektroblechen hoher Streck-
grenze, wie z. B. JNEX 900 mit einem Silizium-Anteil von 6,5 %, erreichbar.
Das Kosten-Nutzen-Verhältnis muss abgewogen werden.
Zu 3.: Der Einsatz der Ausdehnungslegierung Ni42 als Spindelwellenwerkstoff
ist nachweislich im Prüfstandsbetrieb unter Last erbracht worden. Jedoch
erscheint die thermisch bedingte axiale Verlagerung in starrer Lageranstellung
im Vergleich zur elastisch angestellten Lagerung mit der Spindelwelle aus
16MnCr5 höher als erwartet. Gründe hierfür sind statistische Abweichungen
in der natürlichen Qualitätsschwankung des Werkstoffs. Die Angaben auf
den technischen Datenblättern sind in der Berechnung mit einer statistischen
Unsicherheit bzw. einem Sicherheitsbeiwert bei zukünftigen Auslegungen zu
berücksichtigen.
Zu 4.: Die Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen verfizieren die Hy-
pothese, dass die in Abschnitt 4.2.4 genannten Herausforderungen sich im
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Zuge einer Gesamtsystembetrachtung des Antriebsstrangs aus Umrichtersys-
tem und Spindelsystem lösen ließen. Ein breiter Einsatz der Technologie mit
Erreichung hoher Energieeffizienz wird in der industriellen Praxis zukünftig
möglich, wenn weiterführende Aspekte in die Systemauslegung einfließen.

• Der Betrieb am Umrichter von Aradex ist mit 18 kHz PWM-Taktfre-
quenz bei einemMaximalstrom 185.63 Aeff bis zur Grenze ausgereizt bei
der Spindel mit 30 Nm mit 170 Aeff und maximal 24.000 rpm. Limitie-
rend wirkt das Stromderating aufgrund zunehmender Schaltverluste der
IGBTs im Frequenzumrichter bei höheren PWM-Taktfrequenzen. Da-
mit fallen nicht nur Verluste im Umrichter an, sondern die adaptive an
Drehzal und Drehmoment angepasste PWM-Taktfrequenz-Umschaltung
ist erforderlich. Im Umrichter wären die Umschaltpunkte für eine Au-
tomatisierung zu hinterlegen. Dies ist bei Systemen am Markt zum Teil
möglich aber in der Regel nur auf eine Umschaltdrehzahl begrenzt. Die
Systeme bieten am Markt für die Werkzeugmaschine aktuell nur PWM-
Schaltfrequenzen bis maximal 16 kHz an. Neue Umrichter mit SiC-
Halbleiterschaltelementen bieten Vorteile hinsichtlich geringer Schalt-
verluste und kaum Stromderating. Damit ließe sich dieses HSC-SynRM-
Spindelsystem selbst bei maximalem Drehmoment von 30 Nm mög-
lichst verlustarm fahren. Die Auswirkung häufig wiederkehrender kur-
zer Spannungsanstiegszeiten auf das Wicklungsisolationssystem müsste
hierfür einer gesonderten Betrachtung unterzogen werden.

• Weiterhin zeigt sich, dass die Stromreglerparametrierung für große Strö-
me bzw. große Wertebereiche des Stroms ausgelegt sein sollte. Ursäch-
lich ist ein nicht ausreichend lineares Übertragungsverhalten des Strom-
reglers. Insbesondere bei hohen Drehzahlen wären dadurch induzier-
te Ummagnetisierungsverluste aufgrund harmonischer Störanteile im
Spektrum zu vermeiden, welche aus nicht optimal auf den Betrieb-
spunkt abgestimmten Reglereinstellungen resultieren. Ein Lösungsan-
satz ist, nach dem Betragsoptimum betriebspunktabhängig automatisch
parametrierte Strom- und Geschwindigkeitsregler zu verwenden. Dieses
Verfahren wird in der Dissertation von Rothenbücher in [Roth11]
vorgestellt.

• Verlustminimale, kennfeldbasierte Betriebsstrategien nach Identifikati-
on der Eisenverlustparameter gemäß [Siel17, S. 131 ff.] liefern einen
weiterführenden Ansatz zur Steigerung der Energieeffizienz und redu-
zierte Temperaturen im Eisenblech durch minimale Verluste. Dies trägt
vermutlich zu einer erhöhten Systemlebensdauer bei aufgrund besser
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abgestimmter und weniger variierender Betriebslagervorspannung bei
Ausführung in starrer Lageranstellung.





9 Zusammenfassung und Ausblick
Motorspindeln sind die zentrale Komponente einer Werkzeugmaschine. Sie
wandeln durch den integrierten Elektromotor die bereitgestellte elektrische
Energie in die für die Zerspanungsbearbeitung erforderliche mechanische Ener-
gie um. Zusätzlich führen sie das Werkzeug relativ zum Werkstück. Gefor-
dert werden eine hohe statische und dynamische Steifigkeit, ein hoher dyna-
mischer Rundlauf und minimale, konstante Verlagerungen im Betrieb, weil
diese Eigenschaften die Fertigungsgenauigkeit und Produktivität beeinflus-
sen. Hinzu kommt die Forderung nach einer hohen Energieeffizienz vor dem
Hintergrund europäischer und nationaler Zielstellungen zur Begrenzung der
CO2-Emissionen der produzierenden Industrie auf dem Weg zur klimaneu-
tralen Produktion. Der unmittelbare Nutzen der Anwender liegt in der Re-
duzierung gestiegener Energiekosten.
In der Arbeit von Sielaff in [Siel17] wird deshalb ein neuartiges Motor-
spindelsystem mit integriertem Synchronreluktanzmotor entwickelt und ex-
perimentell untersucht. Fokus des Anwendungsbereichs ist die Universalbe-
arbeitung bis zu einer Drehzahl von ca. 14 000 U/min. Im direkten Vergleich
wird ein Motorspindelsystem mit Asynchronmotor betrachtet. Die Ergebnisse
zeigen das Potenzial zur Anhebung der Energieeffizienz mit Synchronreluk-
tanzmotor auf. Dies beeinflusst die Temperaturverteilung im Spindel-Lager-
System positiv. Es resultieren geringere Lagertemperaturen und Temperatur-
differenzen an den Innen- und Außenringen der Lager, sodass schließlich ein
alternatives Lagerungskonzept für die Frässpindel mit starrer O-Anordnung
vorne und Zylinderrollenlager an der hinteren Lagerstelle simulativ begründet
vorgeschlagen wird. Vorteil ist, dass die Anzahl an Bauteilen reduziert und
die thermisch bedingte Verlagerung gesenkt werden könnte. Die Synchron-
reluktanztechnologie kommt ohne die Verwendung von Permanentmagneten
unter Einsatz von Seltenen Erden aus. Dieses Konzept bietet daher Vorteile
hinsichtlich Kosten und ist im Sinne einer Kreislaufwirtschaft ressourcenscho-
nend.
Die Technologieentwicklung im Werkzeugmaschinenbau weist derzeit zwei
Richtungen auf, welche die Universalbearbeitung nicht im Fokus haben. Zum
einen entstehen hochspezialisierte Bearbeitungszentren für die Fertigung von
Bauteilen für die Traktionsanwendung im Automobil mit dem Ziel die Haupt-
zeiten auf ein Minimum zu reduzieren. Zum anderen sind die Werkstücke
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immer größer geworden und damit der Bedarf zur Flexibilisierung der Werk-
zeugmaschine durch neue Strukturen. Die kinematische Bewegung der Mo-
torspindel im Arbeitsraum vereint zunehmend eine höhere Anzahl an Achsbe-
wegungen bei gleichzeitig hohen Anforderungen an Produktivität, Qualität
und Energieeffizienz. Beispiele hierfür sind Hexapoden, Schwenkköpfe oder
die Zerspanung mittels Industrierobotern.
Aus den Anforderungen resultiert der Bedarf und damit die Zielstellung dieser
Arbeit, ein Motorspindelsystem zu entwickeln, welches die Energieeffizienz-
vorteile der Synchronreluktanztechnologie bis zu Drehzahlen für die Hoch-
geschwindigkeitsbearbeitung von 30 000 U/min mit den Vorteilen der star-
ren Lagerung kombiniert. Im Gegensatz zum vorgeschlagenen Konzept von
Sielaff wird aus Gründen einer kompakten Bauform zur Erreichung ei-
ner hohen dynamischen Steifigkeit der Synchronreluktanzmotor zwischen der
vorderen und hinteren Lagerstelle der starr angestellten Tandem-O-Tandem-
Anordnung platziert. Dieses Konzept ist neuartig und wurde bislang nicht
wissenschaftlich untersucht. Im Zuge dieser Arbeit werden technologische
Lösungen für zentrale Problemstellungen vorgestellt. Die technisch-wissen-
schaftlichen Herausforderungen liegen in der Entwicklung eines schnelldre-
henden Synchronreluktanzmotors für Umfangsgeschwindigkeiten von bis zu
133 m/s, der Realisierung einer thermisch abgestimmten Lagerung mit inte-
griertem Motor und der hierfür nötigen Qualifizierung eines Werkstoffs für
den Einsatz als Spindelwellenmaterial mit geringem Wärmeausdehnungsko-
effizienten. Das Konzept in dieser Arbeit ist kostenneutral im Vergleich zu
klassischen Motorspindeln. Es können sogar Bauteile der Loslagerfunktiona-
lität, wie die Schiebebüchse und Kugelführungshülse, eingespart werden. Das
in dieser Arbeit beschriebene und experimentell erprobte Konzept ist unter
der Nummer DE 10 2021 108 813 A1 zum Patent angemeldet [Webe22].
Die methodische Vorgehensweise folgt dem Produktentwicklungsprozess nach
VDI 2221-1. Um die Vorteile des vorgestellten Konzepts wissenschaftlich be-
werten zu können, wird ein Referenzsystem mit konventioneller Tandem-O-
Tandem-Lageranordnung in elastischer Anstellung entwickelt. Dieses dient
mit seinem geometrisch definierten Bauraum als Auslegungsbasis für den Syn-
chronreluktanzmotor. Die Berechnung der magnetisch anisotropen Rotorge-
stalt mit Flusssperren erfolgt zur Grobauslegung mittels analytischem Verfah-
ren und für die Feinauslegung anhand numerischer Finite-Elemente-Analyse
(FEA). Die Methodik ist äquivalent zu [Siel17]. Die elektromagnetische Aus-
legung des Synchronreluktanzmotors zeigt auf, dass ein Zielkonflikt zwischen
der Anforderung an die dynamische Steifigkeit des Spindel-Lager-Systems,
dem resultierenden Bauraum und dem Strombedarf zur Erreichung maxima-
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ler Drehmomente existiert. So ist ein vergleichsweise hoher Strombedarf nötig,
wodurch der kompakte magnetische Kreis bestehend aus Stator und Rotorei-
senblech bereits bei höheren Drehmomenten einen Sättigungsgrad erreicht,
der Ummagnetisierungsverluste begünstigt. Die Bemessung des Stroms in Ab-
hängigkeit von der geforderten Drehzahl-Drehmoment-Charakteristik muss
unter Berücksichtigung der Strombegrenzung der PWM-Taktfrequenzen des
Umrichtersystems erfolgen. Auf diese Weise werden beide Teilsysteme optimal
ausgenutzt.
Die mechanische Auslegung des Rotorquerschnitts des transversal laminier-
ten Synchronreluktanzmotors muss den Anforderungen an die Drehzahlfes-
tigkeit bei maximaler Betriebsdrezahl genügen. Radial- und Tangentialstege
werden als geometrische Elemente im Rotorblechquerschnitt eingefügt. Mit-
tels einer statistischen Versuchsplanung zur computergestützten Parameter-
variation wird ein Regressionsmodell zur Beschreibung der SynRM-Varianten
erzeugt, sodass ein Pareto-optimales Design hinsichtlich minimaler Beein-
trächtigung des Leistungsfaktors und Reduzierung der Drehmomentwelligkeit
identifiziert werden kann. Festigkeitssteigernde Maßnahmen am Rotorblech-
paket schließen sich an, wobei auf Erkenntnissen von Sielaff aufgebaut wird.
Das Rotorpaket setzt sich aus Segmenten mit dazwischenliegenden Stützble-
chen zusammen. Vorteilhaft ist, dass diese Maßnahme nur eine geringfügige
Auswirkung auf den Magnetkreis hat. Die herauszustellende, den Stand der
Technik übertreffende Maßnahme zur Steigerung der Drehzahlfestigkeit stellt
die axiale Zusammenpresskraft auf das Rotorblechpaket dar. Diese wird im
Zuge der Rotorfertigung durch ein spezielles Werkzeug aufgebracht und nach
der Rotormontage auf der Spindelwelle mittels einer Wellenmutter aufrecht-
erhalten. In dieser Arbeit wird die Auslegung mittels numerischer 2D- und
3D-FEM-Verfahren aufgezeigt.
Die Maßnahmen zur Festigkeitssteigerung sind abhängig von der Gestaltung
der Welle-Nabe-Verbindung. Es wird dargelegt, dass je nach Verbindungsart
die mechanische Vorbeanspruchung des Rotorblechs im Montagezustand va-
riiert. In der Folge sind die erzielbaren Maximaldrehzahlen unterschiedlich.
Der Einfluss der Betriebstemperatur wird berücksichtigt. Eine zielführende
Lösung stellt der Querpressverband dar. Es existiert ein Zielkonflikt in der
Auslegung des Übermaßes. Ein hohes Übermaß führt zu einer verminderten
Drehzahlfestigkeit der filigranen Rotorquerschnittsgeometrie. Ein Optimum
wird erreicht, wenn Fertigungstoleranzen berücksichtigt und das minimal er-
forderliche Übermaß zur Sicherung gegen Abheben und für die Übertragung
des maximalen Drehmoments unter Drehzahl ermittelt wird.
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Die drehzahlfeste SynRM-Rotorauslegung wird anhand von experimentellen
Schleuderversuchen an Proberotoren validiert. Es wird die bleibende Rotor-
aufweitung in Abhängigkeit der Drehzahl auf einem Koordinatenmessgerät
vermessen. Ab einer Drehzahl von 25 000 U/min ist eine plastische Verfor-
mung des Rotorblechpakets messbar. Die Zieldrehzahl von 30 000 U/min wird
nicht sicher erreicht, weshalb die maximale Betriebsdrehzahl auf 24 000 U/min
begrenzt wird. Durch gezielte Ausnutzung der Kaltverfestigung im plasti-
schen Bereich könnten künftig höhere Drehzahlen erzielt werden. Insgesamt
sind die festigkeitssteigernden Maßnahmen umfassenderen Untersuchungen
zur Betriebsfestigkeit zu unterziehen. Die Modellierung des Werkstoffverhal-
tens zur verbesserten Abschätzung des realen Verformungsverhaltens von fili-
granen Rotorblechgeometrien im Zuge numerischer FEM-Berechnungen kann
durch eine Reduzierung der Streckgrenze und Verwendung eines multilinea-
ren Werkstoffmodells erfolgen. Dies ist exemplarisch im Anschluss an diese
Arbeit in [Barr23] durchgeführt und stellt einen Ausgangspunkt weiterer For-
schungsarbeiten dar. Diese Erkenntnisse würden Anwendungen im Bereich
der Traktionsantriebe, Turboanwendungen und Hochfrequenzmotorspindeln
nützen.
Die Auslegung der starren Lagerung in Tandem-O-Tandem-Anordnung er-
folgt im ersten Schritt anhand einer analytischen Vorauslegung zur Identi-
fikation eines Sollwerts des Wärmeausdehnungskoeffizienten des Spindelwel-
lenwerkstoffs. Die Werkstoffgruppe der Eisen-Nickel-Knetlegierungen bietet
über die Spezifikation des Nickelanteils die Möglichkeit der Einstellung des
geforderten Wärmeausdehnungskoeffizienten. Die Qualifizierung des Werk-
stoffs als Spindelwellenmaterial ist durch Nachweis mittels Härtemessungen
in der Randschichtzone an wärmebehandelten Proben gegeben. Im zweiten
Schritt der Lagerauslegung wird ein MESYS-Modell aufgebaut. Die Flächen-
pressungen und andere kinematische Kenngrößen der Spindellagerung werden
in Abhängigkeit verschiedener thermischer Lastfälle und über den Drehzahl-
bereich bewertet. Schließlich ergibt sich eine Konfiguration der Übermaße der
Spindelwelle zu den Lagerinnenringen, welche die Bewertungskriterien nicht
verletzt. Ein Warmlauf der starr angestellten Lagerung ist genauso wie für die
elastisch angestellte Lagerung nötig. Vorteile der starr angestellten Spindella-
gerung gegenüber dem Referenzsystem ist eine erhöhte dynamische Steifigkeit
im Bereich mittlerer bis hoher Drehzahlen. Die biegekritische Drehzahl liegt
um 12 % höher. Die axiale Eigenfrequenz wird nicht durch die erste Dreh-
zahlordnung angeregt, sondern steigt mit höheren Drehzahlen an. Die axiale
Steifigkeit ist um mehr als das Dreifache erhöht. Die radiale Steifigkeit ist um
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60 % gesteigert. Das thermische bedingte Wellenwachstum der Plananlage
wird um rund 42 % reduziert.
Schließlich wird eine simulative thermische Untersuchung der starr angestell-
ten Lagerung mittels 3D-FEM-Modellierung durchgeführt. Dies dient der Va-
lidierung der im Rahmen der mechanischen Auslegung angenommenen Tem-
peraturverteilung im thermisch stationären Betrieb. Hierzu werden alle erfor-
derlichen Verlustanteile aus dem SynRM-Rotor, der Lager und der Luftrei-
bung ermittelt und im Zuge einer gekoppelten elektromagnetischen, mecha-
nischen und thermischen Simulation dem 3D-FEM-Modell iterativ in jedem
Simulationsschritt der Konvergenzanalyse bis zum Erreichen der Beharrung
zugeführt. Erste simulative Erkenntnisse deuten darauf hin, dass die Tem-
peraturen im Bereich der Spindellager und im SynRM-Rotor höhere Werte
annehmen als erwartet.
Die experimentellen Untersuchungen dienen der Validierung der simulativen
Ergebnisse. Letztlich werden anhand der experimentell gewonnenen Erkennt-
nisse die Arbeitshypothesen größtenteils erfolgreich verifiziert. So kann das
Spindel-Lager-System in starrer Lageranstellung erfolgreich bis zur Maxi-
maldrehzahl von 24 000 U/min betrieben werden. Der dynamische Rundlauf
der Motorspindel ist gegenüber dem elastisch angestellten System verbessert.
Dies kann messtechnisch anhand des Nachgiebigkeitsfrequenzgangs begrün-
det werden und deckt sich mit den simulativen Ergebnissen. Die Analyse des
thermischen Betriebsverhalten führt zur Erkenntnis, dass wie in der Simulati-
on höhere Temperaturen als erwartet im SynRM-Rotor unter Last auftreten.
Gründe hierfür sind im hohen Strombetrag und im hohen Sättigungsgrads des
Magnetkreises zu finden. Weitere Gründe sind die Stromspeisung mit überla-
gerten Oberwellenanteilen bzw. Harmonischen und eine statische Strom- und
Drehzahlreglerparametrierung, welche für einen großen Strom- und Frequenz-
stellbereich vermutlich nicht optimal ist und Oberwelleneffekte begünstigt.
Dies würde der Erkenntnis von Rothenbücher entsprechen, der nach dem
Betragsoptimum betriebspunktabhängig, automatisch parametrierte Strom-
und Geschwindigkeitsregler vorschlägt [Roth11].
Für den industriellen Einsatz sollte das Spindel-Lager-System nochmals mit
den gewonnenen Erkenntnissen zur Verlust- und Temperaturverteilung simu-
lativ neu ausgelegt werden. Dadurch können die Lagerübermaße und me-
chanische Abstimmmaße in der Spindelkonstruktion optimiert werden. Dies
würde die Lagerlebensdauer positiv beeinflussen. Ebenfalls könnte eine Kon-
figuration gefunden werden, welche zu einer konstanteren Lagervorspannung
über der Drehzahl führt. Dies würde Lagergeräusche beim Abbremsen ver-
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mindern. Technologische Ansätze könnten Peltier-Elemente bieten, welche
bestimmte Bereiche gezielt temperieren, um Einfluss auf die Vorspannungs-
situation zu nehmen. Mittels Piezo-Elementen könnte aktiv eine minimale
axiale Vorspannung zum Ausgleich hervorgerufen werden. Die wissenschaftli-
che Untersuchung des Betriebs von schnelldrehenden SynRM-Motorspindeln
an Multilevel-SiC-Frequenzumrichtern stellt einen vielversprechenden Ansatz
dar, um die Ummagnetisierungsverluste auf ein Minimum zu reduzieren. Da-
mit wären starr angestellte Lagerungskonzepte im industriellen Einsatz denk-
bar.
Schließlich konnte im Zuge dieser Arbeit ein erster Ansatz zur Auslegung einer
Temperierungsstrategie auf Basis thermischer Simulationsdaten, die durch ei-
ne statistische Versuchsplanung gewonnen wurden, gefunden und rechnerisch
erprobt werden [Webe21]. In der Arbeit von [Pand20] wird ein geschlosse-
ner Regelkreis vorgestellt, welcher als Regelgrößen entweder die Lagertem-
peraturen, die Flächenpressungen oder das Spindelnasenwachstum besitzt.
Mittels Anwendung von Verfahren des maschinellen Lernens, wie z. B. mul-
tivariate Regression oder neuronaler Netze, ist das modellierte thermische
Verhalten des Spindel-Lager-Systems als Zustandsbeobachter abgebildet. Die
Regelungsstruktur weist starke nichtlineare Charakteristiken auf, was die Ein-
stellung betriebspunktabhängiger Reglerparameter erfordert. Lösungsansät-
ze hierfür könnten Schätzer nach dem Betragsoptimum oder die Anwendung
neuronaler Netze sein. Die Einführung von Temperierungsstrategien für Mo-
torspindeln bietet Vorteile für eine prozessabhängige Lagervorspannung, Re-
duzierung des Kühlleistungsbedarfs, Stabilisierung des Spindelwellenwachs-
tums und der Zeitverkürzung bis zur thermischen Beharrung. Insbesonde-
re vor dem Hintergrund der Energieeinsparung und Reduzierung schädli-
cher Treibhausgasemissionen sind Temperierungsstrategien interessant und
dahingehend zu bewerten. Für die Umsetzung müssen Motorspindelhersteller
in enger Kooperation mit den Werkzeugmaschinenherstellern arbeiten, um
technische Herausforderungen lösen zu können. Dies betrifft z. B. den Wär-
meübergang in die Maschinenstruktur, die regelungstechnische Ansteuerung,
die Berücksichtigung thermisch großer Zeitkonstanten und den Einsatz eines
separaten Kühlkreislaufs für die Motorspindel.
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A Anhang

A.1 Berechnungen zum Einsatzpotenzial von
Synchronreluktanzmotoren in Motorspindeln

Für diese Hochrechnung wird ein technisch realisierbarer Leistungs- und
Drehzahlbereich für Synchronreluktanzantriebe von maximal 160 kW und
50 000 U/min angenommen (siehe Abbildung 2.6) und mit der Anzahl pro-
duzierter Bearbeitungszentren für typische Zerspanungsaufgaben wie Fräsen,
Drehen, Bohren und Schleifen im Jahr 2017 verrechnet. Aufgrund der Vor-
untersuchungen von Sielaff wird ein Energieeinsparpotenzial durch Einsatz
der Reluktanz-Antriebstechnologie von 5 % bis 7 % abgeschätzt [Siel17].
Die Gesamtproduktionsstückzahl aller Werkzeugmaschinentypen im Jahr
2017 betrug 122 147 Stück wovon konservativ angenommen 24 548 Stück auf
den genannten Leistungs- und Drehzahlbereich entfallen (Verein Deutscher
Werkzeugmaschinenfabriken e. V. (VDW) 2018). Das entspricht rund 20 %.
Weiterhin werden folgende Angaben zur Berechnung verwendet: Energie-
verbrauchsanteil einer Motorspindel in einer Werkzeugmaschine von 19 %
[Paus09] und durchschnittliche Leistungsaufnahme im Betriebszustand einer
Werkzeugmaschine von 9,73 kW. Nach erfolgter Marktanalyse für Kata-
logspindeln in [Bart18] wird in den neu produzierten Werkzeugmaschinen
mit Zahlen des VDW zur Werkzeugmaschinen-Produktion in Deutschland
nach Maschinenart aus dem Jahr 2017 ein Asynchronmotoranteil von 69 %
für die Hauptspindelantriebe angenommen. Ferner seien ein gleicher S1-
Betriebspunkts unter Last und ausschließlich einspindlige Werkzeugmaschi-
nen betrachtet. Damit ergibt sich eine durchschnittliche Leistungseinsparung
je Motorspindel bei Betrachtung von einspindligen Maschinen von:

9,73 kW · 19 % · 7 % = 0,13 kW. (A.1)

Die Leistungseinsparung pro Jahr bei neu in Verkehr gebrachten Werkzeug-
maschinen durch Substitution von ASM durch SynRM in dem angenommenen
Drehzahl- und Leistungsbereich könnte folglich bis zu 3,2 GW betragen. Die
Maschinenlaufzeit als Spanabhebungszeit im Betriebszustand „Working“ be-
trage inklusive der Abschätzungen zu Stillstands- und Wartungszeiten rund
27 % bei einer mittleren Serienfertigung im 2-Schicht-Betrieb mit 248 Pro-



316 A Anhang

duktionstagen im Jahr rund 1071 Stunden pro Jahr pro Maschine [Brec10]:

2 · 8 h/d · 248 d/a · 27 % = 1071 h/a. (A.2)

Daraus ergibt sich die Energieeinsparung pro Jahr pro Maschine zu:

0,13 kW · 1071 h/a = 139 kWh/a. (A.3)

Für die betrachtete Menge von 16 938 Stück an Werkzeugmaschinen mit
SynRM ergibt sich somit eine Energieeinsparung von rund 2,4 GWh bzw.
2,4 Mio.kWh pro Jahr für den deutschen Werkzeugmaschinenmarkt aufgrund
neu in Verkehr gebrachter Werkzeugmaschinen. Bei einem derzeitigen Indus-
triestrompreis von 40,11 Cent/kWh [Heid23] folgt eine Kostenersparnis von
rund 56e/Jahr pro Maschine:

40,11 Cent/kWh · 139 kWh/a = 55,85e/a. (A.4)

Mit einem Industriestrompreis vor dem Krieg in der Ukraine mit durch-
schnittlich 19,19 Cent/kWh in den Jahren 2019 bis 2021 [Heid23] folgt eine
jährliche Kostenersparnis von 10,71e:

19,19 Cent/kWh · 139 kWh/a = 10,71e/a. (A.5)

A.2 Toleranzklassen und Passungswahl für
schnelldrehende Motorspindeln

In Tabelle A.1 sind die Toleranzen der Lagersitze für die Umbauteile Welle
und Lagerdeckel der in dieser Arbeit betrachteten Motorspindel angegeben.

A.3 Auslegung der elastischen Federvorspannkraft
Die Bestimmung der erforderlichen Mindest-Federvorspannkraft orientiert
sich am Vorgehen aus [SKF 12, S. 209 ff.]. Die Vorspannkraft bemisst sich
anhand ihrer Auswirkung auf die Steifigkeit, Lebensdauer und Betriebssi-
cherheit im Betrieb. Die Vorspannkraft muss anhand des kalten Zustands
im Montagefall für die Einbauanstellung der Lager überprüft werden. Es gilt,
dass eine Mindestbelastung bei schnelllaufenden Spindel-Schrägkugellagern in
Tandem-Anordnung, insbesondere für Anwendungen mit abrupten Beschleu-
nigungsvorgängen oder schnellen Lastrichtungswechseln vorliegen muss.1

1siehe 3.1.5, S. 42 und 3.1.7, S. 49
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Tabelle A.1: Toleranzklassen und Passungswahl für hochgenaue Spindellager
– ein Auszug, Werte aus [HQW18; GMN 23c]

Toleranzen
(Alle Angaben in µm)

d in mm P4 P4S/ P4+/
P4A

P2 HG UP
über bis max. min. max. min. max. min. max. min. max. min.

Innenring-Toleranzen

Abweichung
des Bohrungs-
durchmessers

∆dmp/
∆dd

30 50 0 -6 0 -6 0 -2,5 0 -5 0 -3

50 80 0 -7 0 -7 0 -4 0 -5 0 -4

Rundlauf des
Innenrings
am zusam-
mengebauten
Lager
(Radialschlag)

Kia
30 50 4 2,5 2,5 2 2

50 80 4 2,5 2,5 3 2

Planlauf der
Stirnseite in
Bezug auf
die Bohrung
(Seitenschlag)

Sd
30 50 4 1,5 1,5 4 2

50 80 5 1,5 1,5 4 2

Wellen-Toleranzen (Form- und Lagetoleranzempfehlung nach DIN EN ISO 1101)

Abweichung
des Wellen-
durchmessers

Abmaße
für
Übermaße

30 50 +7 +1 +7 +1 +4 +1 +4 0 +4 0

50 80 +8 +1 +8 +1 +5 +1 +4 0 +4 0

Rundlauf der Welle
(Konzentrizität)

30 50 2 1,5 1,5 1,7 1,7

50 80 2 1,5 1,5 2 2

Planlauf der Stirnseite
in Bezug auf die Welle

30 50 2 0,8 0,8 1,7 1,7

50 80 2,5 0,8 0,8 2 2
Außenring-Toleranzen

Abweichung
des Außen-
durchmessers

∆Dmp/
∆Dd

50 80 0 -7 0 -7 0 -4 0 -4 0 -4

80 120 0 -8 0 -8 0 -5 0 -4 0 -4

Rundlauf des
Außenrings
am zusam-
mengebauten
Lager
(Radialschlag)

Kea

50 80 5 4 4 3 3

80 120 6 5 5 3 3

Schwankung
der Neigung
der
Mantellinie,
bezogen auf
die Bezugs-
seitenfläche
(Seitenschlag)

SD

50 80 4 1,5 1,5 4 2

80 120 5 2,5 2,5 5 2,5

Gehäuse-Toleranzen (Form- und Lagetoleranzempfehlung nach DIN EN ISO 1101)

Abweichung
der Gehäuse-

bohrung

Abmaße
für
leichtes
Spiel

50 80 +8 +1 +8 +1 +5 +1 +5 0 +5 0

80 120 +9 +1 +9 +1 +6 +1 +6 0 +6 0

Rundlauf der Gehäuse-
bohrung (Konzentrizität)

50 80 2,5 2 2 2 2

80 120 3 2,5 2,5 2,5 2,5

Planlauf der Stirnseite
in Bezug auf die
Gehäusebohrung

50 80 2,5 2 2 2 2

80 120 3 2,5 2,5 2,5 2,5
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Die Mindestbelastung für Lager in Tandem-Anordnung ergibt sich näherungs-
weise aus [SKF 12, S. 414]:

Fa,m = ka ·
2C0
1000 ·

(
ndm

100000

)2
. (A.6)

Hierin sind C0 die statische Tragzahl des Einzellagers in N, ka der Mini-
mallastfaktor, n die Betriebsdrehzahl dm der mittlere Lagerdurchmesser. In
den Lagerkatalogen der bekannten Hersteller sind jedoch keine Minimallast-
faktoren für die Lagerbaureihe der hier ausgewählten Axial-Schrägkugellager
für die Spindelanwendung zu finden. Lediglich eine Orientierung bietet [SKF
12, S. 414] mit ka = 1, 2 für Universallager. Da dies auf deutlich zu hohe
Werte in diesem Fall führt, müsste der Faktor viel geringer für eine realisti-
sche Abschätzung sein. Daher wird ein weiterer Ansatz zur Bemessung der
Vorspannkraft gewählt.
Für das allgemeine Vorgehen wird zunächst ein vereinfachtes Modell der Mo-
torspindel in elastischer Lageranstellung aufgestellt, siehe Abbildung A.1.
Hierin ist Ka die äußere Axialkraft, welche im Fräsprozess von außen als
Zugkraft auf die Welle laut Anforderungsliste in Tabelle 4.1 mit maximal
1500 N wirkt. Die zugehörige Radialkraft an der Plananlage darf 600 N nicht
überschreiten. Es liegt faktisch ein Zwei-Massenschwinger bestehend aus Los-

Abbildung A.1: Vereinfachtes Spindelmodell in elastischer Lageranstellung
mit Lagerkräften FA und FB, äußerer AxialkraftKa und Vor-
spannkraft FV

lagerbuchse und Spindelwelle vor, wobei diese durch die Lagersteifigkeit an
der Lagerstelle B miteinander gekoppelt sind. Das Freischneiden der Spin-
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delwelle führt auf die Gleichungen des Kräftegleichgewichts in axialer und
radialer Richtung im Belastungsfall mit |FrA| ≥ |FrB| und |Ka| ≥ 0:

x : 0 = −Ka − FaA + FaB, (A.7)
y : 0 = Kr − FrA − FrB. (A.8)

Der Kräftesatz an der Loslagerbuchse in axialer Richtung führt auf die Be-
ziehung:

x : 0 = FV − FaB (A.9)

Vereinfachend wird die äußere Radialkraft Kr der Radialkraft an der Lager-
stelle A FaA zugeschlagen, da auch in der Realität die Radialkraft an Lager-
stelle B kaum eine Änderung durch die äußere Radialkraft erfährt. Dadurch
vereinfacht sich Gleichung A.8 zu:

FrA = Kr (A.10)

Es gilt, dass die axiale Lagervorspannkraft so groß sein muss, dass bei maxi-
maler Radialkraftbelastung stets mindestens die Hälfte der Wälzkörper be-
lastet sind. Für Axial-Schrägkugellager gilt [Niem05]:

Fa ≥ R · Fr = 1, 22 · tanα · Fr. (A.11)

Der FaktorR bemisst sich an den inneren Berührungsverhältnissen im Schräg-
kugellager und wird allgemein nach [SKF 12, S. 415 ff.] oder hier im Speziellen
nach [Niem05] in Abhängigkeit des Nenndruckwinkels α bestimmt. Es gilt,
dass die äußere Axialkraft Ka maximal so groß, wie die axiale Abhebekraft
des Lagers an der Stelle A KaE sein darf:

|Ka| ≤ |KaE| . (A.12)

Dies bedeutet praktisch, dass die Kugeln aus der Laufbahn über die Lager-
schulter am Innenring springen können. Bereits bei Belastungen mit überwie-
genden Axialkräften kleiner als die Abhebekraft liegen ungünstige Abrollver-
hältnisse der Kugeln im entlasteten Lager vor, wodurch es zu Laufgeräuschen,
zur Unterbrechung des Schmierfilms oder zu erhöhter Käfigbeanspruchung
kommen kann [SKF 12, S. 418]. In diesem kritischen Fall erfährt die lastab-
gewandte Lagerstelle B nahezu die gesamte Axialbelastung. Daraus resultiert
die Vorgabe, dass die elastische Vorspannkraft FV stets größer als die ma-
ximale äußere Axialkraft plus ein Kraftanteil aus der zusätzlich wirkenden
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Radialkraft an Lagerstelle A bei Axial-Radial-Kraftkopplung im Schrägku-
gellager sein muss. Dies ist ersichtlich durch Umstellen der Gleichung A.7
nach FaB:

FaB = FaA +Ka (A.13)

Durch Einsetzen von Gleichung A.11 in Gleichung A.13 ergibt sich damit die
Forderung für die Federvorspannkraft zu:

FV ≥ FaB = R · FrA +Ka = R ·Kr +Ka. (A.14)

Einsetzen der Werte für die Variablen führt auf die Bedingung, dass die Vor-
spannkraft mindestens 1841 N betragen sollte. Aus den Anforderungen re-
sultiert eine hohe Vorspannung. Zusätzlich muss die Vorspannung elastische
Federungseffekte in den Lagern und in den Umgebungsbauteilen im Kraft-
fluss kompensieren. Es wird eine Reihenschaltung der Lagersteifigkeit und der
Vorspannfedersteifigkeit an der Lagerstelle B angenommen. Für die Tandem-
Anordnung der Lager sind jeweils die Einzellagersteifigkeiten für hohe Vor-
spannung mit dem Faktor 2 für eine Parallelschaltung der Lagersteifigkeiten
zu multiplizieren.

FV ≥ FaB ·
(

1 + cB
cA

)
= FaB ·

(
1 +

cV ·cL,B
cV +cL,B
cL,A

)
. (A.15)

Durch Einsetzen der Werte aus Tabelle A.2 zeigt sich jedoch, dass die Ände-
rung weniger als ein Promille ausmacht.

Tabelle A.2: Werte der ausgewählten Lager für die HSC-SynRM zur Bemes-
sung der Federvorspannkraft [SKF 14; FAG18]

Lagerstelle A B
Lagerauswahl (Tandem-Anordnung) SKF-71911 ACE/HCP4A FAG-HCB71910-E-T-P4S
Dyn. Tragzahl C [kN] 14,6 18,6
Stat. Tragzahl C0 in kN 10,2 10,8

L M H L M H
Vorspannkraft FV in N 53 208 447 40 229 542
Abhebekraft KaE in N 157 654 1487 115 671 1626
Axiale Steifigkeit cL in N/µm 93 167 230,4 79,7 147,9 205,3

Das Ergebnis der Vorauslegung wird mittels der Software MESYS anhand
des Spindelmodells überprüft. Die Variation des Parameterwerts für die Fe-
dersteifigkeit bei konstanter Anfangsauslenkung δ deutet auf eine optimale



A.4 Analytisches Modell des Spindel-Lager-Systems 321

Federsteifigkeit von cV = 300 N/mm hin, was bei konstanter Wegvorspan-
nung von δ = 5,25 mm zu einer Vorspannkraft von FV = 1575 N führt. Die
Bewertung erfolgt anhand der Kriterien eines Bohr- zu Roll-Verhältnisses von
≤ 0,3 und einer Flächenpressung von 800 N/mm2 ≤ pmax < 2000 N/mm2, um
zum einen möglichst geringe Bohranteile und zum anderen ausreichende Flä-
chenpressung für alle Lager zu gewährleisten. Dies sichert eine bestmögliche
Spindellagerkinematik im Betriebsfall ab.

Abbildung A.2: Vorspannung

A.4 Analytisches Modell des
Spindel-Lager-Systems

In diesem Abschnitt wird ein analytisches Modell der Motorspindel in
Tandem-O-Tandem in Anlehnung an [Gasc02, S. 102 ff.] entwickelt, um
die erste radiale biegekritische Eigenfrequenz abzuschätzen, welche für die
Auslegung als Maß zur Bestimmung der maximalen Betriebsdrehzahl dient.
Ausgehend vom ungedämpften Laval-Rotor mit masseloser biegeelastischer
Welle und einfach besetzter massebehafteter Scheibe kann das rotordynami-
sche Verhalten einer Motorspindel vereinfacht analytisch modelliert werden.
Das mechanische Modell ist in Abbildung A.3 schematisch dargestellt.
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Abbildung A.3: Modellierung der Motorspindel als Laval-Rotor in isotroper
Lagerung

Es wird eine isotrope Lagerung in die radialen Raumrichtungen y und z an-
genommen, da die verschiebungsabhängigen Lagersteifigkeiten im Vergleich
zur resultierenden Verschiebungsänderung durch die wirkende Gewichtskraft
im stationären Fall und ohne äußere Lasten sehr groß sind. Es gilt:

kL,y = kL,z = kL (A.16)

Die Tandem-Lagerungen an den Lagerstellen A und B werden als parallele
Federschaltungen modelliert, wobei die Lagersteifigkeiten an den Lagerstel-
len A und B entsprechend der Wälzlagerauswahl unterschiedlich sind. Das
Tandem-Lagerpaar besitzt jeweils die gleiche radiale Lagersteifigkeit mit:

kL1 = kL2 und kL3 = kL4 (A.17)

Die Steifigkeiten der Lagerstellen A und B sind wiederum parallel und schließ-
lich in Reihe zur Biegesteifigkeit der Spindelwelle geschaltet. Die Lagerstei-
figkeit in z-Richtung - respektive y-Richtung - berechnet sich aus:

kL,z = kLA,z + kLB,z (A.18)
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Die Gesamtsteifigkeit des Spindel-Lager-Systems in beide radiale Raumrich-
tungen berechnet sich äquivalent nach:

1
k

= 1
kL

+ 1
kw

(A.19)

Die Biegesteifigkeit der Spindelwelle berechnet sich aus der Biegelinie des
statisch bestimmt gelagerten Biegebalkens nach der Theorie von Bernoulli
mit mittigem Angriffspunkt der Kraft F = G = m ·g, maximaler Auslenkung
wmax und konstanter Biegesteifigkeit EI, siehe Abbildung A.4:

Abbildung A.4: Modell des beidseitig gelenkig gelagerten Biegebalkens nach
Bernoulli

EI · wmax

(
l

2

)
= Fl3

48 ⇒ kw = F

wmax
(
l
2
) = 48EI

l3
. (A.20)

Das Spindelsystem in Abbildung A.3 a) ist in drei Segmente A, E und B
unterteilt. Für jedes Wellensegment werden die Querschnittsfläche des Hohl-
zylinders A, das Flächenträgheitsmoment I und die Masse m anhand der
Dichte des Werkstoffs ρ berechnet. Die Biegesteifigkeit der Spindelwelle be-
rechnet sich aus dem über die Länge des Segments gewichteten mittleren
E-Modul E und Flächenträgheitsmoment I:

E = lA · EA + lE · EE + lB · EB
lA + lE + lB

, (A.21)

I = lA · IA + lE · IE + lB · IB
lA + lE + lB

. (A.22)

Der Ansatz lässt sich allgemein für eine feinere Unterteilung der Welle in n
Segmente wie folgt formulieren mit i ∈ N:

Ē = 1∑n
i=1 li

·
n∑

i=1
Ei · li, (A.23)

Ī = 1∑n
i=1 li

·
n∑

i=1
Ii · li. (A.24)
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Das Flächenträgheitsmoment I um die radiale y-Achse berechnet sich für
einen Hohlwelle mit Kreisringquerschnitt aus:

I = A

4

((
D

2

)2
+
(
d

2

)2
)
. (A.25)

Die Querschnittsfläche A für einen Kreisringquerschnitt berechnet sich an-
hand:

A = π

((
D

2

)2
−
(
d

2

)2
)
. (A.26)

Durch Einsetzen der (A.26) in (A.25) ergibt sich das Flächenträgheitsmoment
vereinfacht zu:

I = π

4

((
D

2

)4
−
(
d

2

)4
)
. (A.27)

Die Exzentrizität ε des Massenschwerpunkts wirkt als erzwungene Schwin-
gungsanregung, welche mit der Welle umläuft:

ε = |ε| · eiδ. (A.28)

Die Rotorumlaufgeschwindigkeit beträgt ϕ̇ im Gegenuhrzeigersinn (siehe Ab-
bildung A.3 c)). Die Bewegungsgleichungen in festen Koordinaten leiten sich
aus dem Kräfte- und Momentensatz sowie der kinematischen Beziehung be-
zogen auf den Scheibenschwerpunkt S ab. Der Kräftesatz an der freigeschnit-
tenen starren Scheibe ergibt:

mv̈S = −Fkz +G, (A.29)
mẅS = −Fky (A.30)

mit den elastischen Rückstellkräften aus der Parallel- und Reihenschaltung
der Lager- und Wellensteifigkeit mit Kraftangriffspunkt am Wellendurchstoß-
punkt W

Fkz = k · wW, (A.31)
Fky = k · wW (A.32)

und der Gewichtskraft

G = m · g. (A.33)
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Der Momentensatz um den Scheibenschwerpunkt liefert mit der Momenten-
wirkung aus dem Produkt der Exzentrizität und den wirkenden Lagerkräften:

Θp ϕ̈ = MA + |ε| · cos(ϕ+ δ)Fky − |ε| · sin(ϕ+ δ)Fkz . (A.34)

Die Koordinatentransformation zwischen der Darstellung der Gleichungen
bezogen auf den Scheibenschwerpunkt und Wellendurchstoßpunkt lautet:

wS = wW + |ε| cos(ϕ+ δ), (A.35)
vS = vW + |ε| sin(ϕ+ δ). (A.36)

Die Bewegungsgleichungen in Koordinaten des Wellendurchstoßpunktes lau-
ten:

mẅW + k(z) wW = −m |ε| [cos(ϕ+ δ)]̈ +mg, (A.37)
m ¨vW + k(y) vW = −m |ε| [sin(ϕ+ δ)]̈ , (A.38)

Θp ϕ̈ = MA + k(y) · |ε| [vW cos(ϕ+ δ)]− k(z) · |ε| [wW · sin(ϕ+ δ)] (A.39)

Die Bewegungsgleichungen in Koordinaten des Scheibenschwerpunktes lau-
ten:

mẅS + k(z) wS = k(z) |ε| cos(ϕ+ δ) +mg, (A.40)
mv̈S + k(y) vS = k(y) |ε| sin(ϕ+ δ), (A.41)

Θp ϕ̈ = MA + k(y) |ε| cos(ϕ+ δ) · [vS − |ε| sin(ϕ+ δ)] (A.42)
− k(z) |ε| sin(ϕ+ δ) · [wS − |ε| cos(ϕ+ δ)] (A.43)
= MA + k(y) |ε| · vS cos(ϕ+ δ)− k(z) |ε| · wS sin(ϕ+ δ). (A.44)

Für den hiesigen Fall der isotropen Lagersteifigkeiten gilt:

Θp ϕ̈ = MA + k |ε| · [vS cos(ϕ+ δ)− wS sin(ϕ+ δ)] . (A.45)

Für die Betrachtung stationärer Drehzahlzustände ergibt sich mit ϕ̈ = 0 und
ϕ̇ = Ω für die Bewegungsgleichung des Wellendurchstoßpunktes:

mẅW + k(z) wW = m |ε|Ω2 · cos(Ωt+ δ) +mg (A.46)
m ¨vW + k(y) vW = m |ε|Ω2 · sin(Ωt+ δ), (A.47)
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und für die Bewegungsgleichungen in Koordinaten des Schwerpunktes folgt:

mẅS + k(z) wS = k(z) |ε| cos(Ωt+ δ) +mg, (A.48)
mv̈S + k(y) vS = k(y) |ε| sin(Ωt+ δ). (A.49)

Eine wichtige Größe ist die Kennkreisfrequenz ω0 zur Abschätzung der bie-
gekritischen Drehzahl nkrit des Spindelsystems:

ω0 =
√
k

m
= 2πf0 mit nkrit = 60

2πω0 in U/min. (A.50)
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A.5 Berechnungsablauf zur analytischen
SynRM-Vorauslegung

Der Berechnungsablauf ist der Arbeit von [Siel17] entnommen und ist schema-
tisch in den Abbildungen A.5 und A.6 dargestellt. Das Auslegungsprogramm
ist in der Software Matlab© von Mathworks umgesetzt. Zunächst erfol-

Abbildung A.5: Schematische Darstellung der Schritte 1 bis 4 zur Erstellung
des SynRM-Entwurfsdesigns; Abbildung aus [Siel17, S. 69, S.
78]

gen in Schritt 1 die Eingaben der festgelegten Randbedingungen und der
Zielgrößen für die Erstauslegung. Im zweiten Schritt erfolgt die Aufteilung
des im Querschnitt zur Verfügung stehenden Bauraums in Stator und Rotor.
Das Programm kann dahingehend abgeändert werden, dass ausgehend von
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definierten Statorgeometrien eine bestmögliche SynRM-Rotorgeometrie ent-
worfen wird. Iterativ erfolgt die Anpassung in Abhängigkeit von den Parame-
tern Polpaarzahl Zp, Jochhöhe hy und Nuthöhe hs sowie der Wicklungskon-
figuration. Die Wicklungskonfiguration ist beschrieben durch eine gesehnte
Zweischichtwicklung [Bind12, S. 71 ff.] mit parallelen Spulengruppen a, der
Strangwindungszahl NS und der Spulenwindungszahl Nc gemäß dem Zusam-
menhang:

NS = 2ZpqNc
a

(A.51)

Im Anschluss wird die Flusssperrengeometrie in Anlehnung an den natürli-
chen magnetischen Feldlinienverlauf im geometrisch definierten Vollmateri-
alläufer in Abhängigkeit von den Parametern für die Flusssperrenanzahl kF
und der parametrischen Modellbildung der Flusssperre nach [Mogh11] und
[Love00] ermittelt. Wesentlich hierfür ist der Spreizwinkel der Polgabel und
die Verteilung der Flusssperrenenden am Rotoraußendurchmesser für eine
niedrige Drehmomentwelligkeit. Diese Regelgeometrie reduziert die Anzahl
beschreibender Modellparameter, vereinfacht die Möglichkeit zur Integration
von Permanentmagneten in standardisierter, fertigungstechnisch einfach her-
stellbarer Quaderform und ermöglicht die Überführung der Auslegungsgeo-
metrie in ein parametrisches CAD-Modell im letzten Schritt der Entwurfs-
auslegung.
Die Leistungsdaten werden in Schritt 4 unter Berücksichtigung von Sätti-
gung in der d-Achse berechnet. Hierzu erfolgt eine Parameteridentifikation
der nichtlinearen Induktivität Ld anhand eines Reluktanz-Netzwerks nach
der Methode von [Love00]. Die Sättigung in der q-Achse wird vernachlässigt,
da sie sehr gering ist im Vergleich zum Wert der linearen Induktivität Lq.
Zur Optimierung der Leistungsdaten schließen sich weitere Iterationszyklen
mit Parametervariationen an. Der Vorteil der analytischen Vorauslegung ist
der kurze Zeitbedarf für eine Variantenberechnung, sodass innerhalb kürzester
Zeit eine Vielzahl an SynRM-Varianten erstellt und leistungstechnisch anhand
der Zielgrößen Drehmoment, Wirkungsgrad, Leistungsfaktor und elektrischer
Leistungsbedarf verglichen werden können. Zuletzt wird ein Parametersatz
zur Ableitung des parametrischen Modells in eine CAD-Geometrie erstellt,
die es ermöglicht, die Auslegungsgeometrie zur Detailauslegung mittels FE-
Analyse in ANSYS Maxwell© zu überführen.
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Abbildung A.6: Schematische Darstellung des 5. Schritts zur Erstellung des
SynRM-Entwurfsdesigns; Abbildung aus [Siel17, S. 80]

A.6 Statistische Versuchsplanung zur Auslegung
optimierter SynRM-Rotoren

In Tabelle A.3 sind die Faktoren und deren Faktorstufen aufgeführt. In Tabel-
le A.4 ist der durchgeführte One-Factor-At-A-Time-Versuchsplan (OFAT)
dargestellt. Es werden nicht alle möglichen Versuche durchgeführt, da es
physikalisch-technisch nicht praktikable Ausführungen gibt. Es sei angenom-
men, dass sich die Veränderung einzelner Faktorstufen unabhängig von den
anderen Faktoren auf die Zielgröße auswirkt. Die Berechnungen in den Zeilen
1 bis 9 dienen der Untersuchung des Einflusses der Anzahl der Flusssperren
auf das Drehmoment. Des Weiteren werden mit den Faktorstufenkombina-
tionen in den Zeilen 10 bis 23 der Einfluss der effektiven Eisenlänge und des
minimalen Rotorinnendurchmessers auf die Zielgrößen betrachtet. In den Zei-
len 24 und 25 wird der Faktor der Strangwindungszahl in mehreren Stufen
variiert.
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Tabelle A.3: Faktoren und Faktorstufen für die analytische Berechnung der
Rotorgeometrie bei gegebener Statorgeometrie

Benennung Symbol Einheit Faktorstufen
−1 0 1

A Statorgeometrie 135/6 130/6 135/4
B Anzahl der Flusssperren kF 2 3 4
C Strangwindungszahl NS vorgegeben variiert
D effektive Eisenlänge lFe mm 100 150 200
E minimaler Rotorinnendurchmesser dR,i mm 45 50 55

Tabelle A.4: Versuchsplan für die analytische Berechnung einer optimalen
Rotorgeometrie bei gegebener Statorgeometrie

Versuch A B C D E
1 -1 -1 -1 0 -1
2 -1 0 -1 0 -1
3 -1 1 -1 0 -1
4 0 -1 -1 0 -1
5 0 0 -1 0 -1
6 0 1 -1 0 -1
7 1 -1 -1 0 -1
8 1 0 -1 0 -1
9 1 1 -1 0 -1
10 0 0 -1 -1 -1
11 0 0 -1 1 -1
12 0 0 -1 0 0
13 0 0 -1 0 1
14 0 -1 -1 -1 -1
15 0 -1 -1 1 -1
16 0 -1 -1 0 0
17 0 -1 -1 0 1
18 0 1 -1 -1 -1
19 0 1 -1 1 -1
20 0 1 -1 0 0
21 0 1 -1 0 1
22 0 0 -1 1 0
23 0 0 -1 1 1
24 0 0 0 0 -1
25 1 0 0 0 -1
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A.7 Werkstoffdaten des Elektrobands NO20HS

nach EN 10303
Material data sheet Electrical steel strip acc. EN 10303

Magnetische Werte
Magnetic values

P 1,050Hz P 1,550Hz P 1,0400Hz P 1,0700Hz

[W/kg] [W/kg] [W/kg] [W/kg]

Mittelwert

mean value

min. 1,04 2,66 12,36 26,51

max. 1,14 2,94 13,66 29,31

J 2500 J 5000 J 10000
[T] [T] [T]

Mittelwert

mean value

min. 1,49 1,57 1,70
max. 1,54 1,62 1,75

Mechanische Werte
Mechanical values

Rm Rp0,2 A80 HV

[N/mm²] [N/mm²] [%]

Mittelwert

mean value

min. 500 420 16 180
max. 590 490 23 215

Die hier angegebenen magnetischen Kennwerte sind als typische Produktionswerte anzusehen und können nicht garantiert werden.

The above listed magnetic properties should be considered only as typical production values, and can not be guaranteed.

Anisotropie max. [%] Wärmeleitfähigkeit [W/mK]

Anisotropy max. [%] Thermal conductivity max. [W/mK]

Stapelfaktor min.

Stacking factor min.

Biegezahl min.

Number of bends min.

Dichte [kg-dm³]

Density [kg-dm³]

Ansprechpartner / contact person : Daniel Dunker

Telefon / phone : +49(0) 2331-964-2412

E-Mail / e-mail : ddunker@cdw.de

7,60

2

0,93

± 17

1,51 1,59 1,73

560 440 19 210

[W/kg]

P 1,01000Hz

Werkstoffdatenblatt Elektroband

1,09 2,80 13,01 27,91

NO20 HS
NO20 HS

19,2

48,71

46,27

51,15

C.D. Wälzholz KG / Feldmühlenstr. 55 / 58093 Hagen / Deutschland / www.cdw.de Stand: 2014

Abbildung A.7: Werkstoffdatenblatt des Elektrobands NO20HS, Bildquelle:
C.D. Wälzholz KG
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Abbildung A.8: Spannungs-Dehnungs-Diagramm des Elektrobands NO30HS,
Bildquelle: C.D. Wälzholz KG; Abbildung aus [Siel17, S. 186]

Abbildung A.9: Spezifische Eisenverluste von NO20HS in Abhängigkeit der
Flussdichte und der Frequenz; Abbildung aus [Siel17, S. 186]
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A.8 Werkstoffdaten der Spindelwellen

Technische Daten und Bearbeitung
ausgewählter Ausdehnungslegierungen

Allgemein Invar 36 N42 N48 N52 Dilver P1 Dilver O

DIN Bezeichnung Ni 36 Ni 42 Ni 48 NiFe 47 FeNi29 Co17 FeCr 28
DIN WStNrNummer 1.3912 1.3917 1.3922 2.4478 1.3991 -

UNS WStNrNummer K93600 K94100 K94800 N14052 K94610 K91801
Nickelgehalt % 35 - 37 41 - 43 46 - 50 >=50 28 - 29,5 >27
Physikalische Eigenschaften Invar 36 N42 N48 N52 Dilver P1 Dilver O
Wärmeleitf. [W/m Grad C] 10,5 12,5 16,0 16,5 17,5 12,1
spez. Wärme [J/g Grad C ] 0,51 0,5 0,5 0,5 0,5 0,5
Dichte [g/cm3 8,13 8,15 8,2 8,2 8,25 7,5
Curie Punkt [Grad C] 230 330 450 500 425 570
Schmelzpunkt [Grad C] 1450 1425 1425 1425 1450 1450
spez.Widerst.bei 20 Grad C
[mikro Ohm cm]

75 63 50 44 49 65

Mechanische Eigenschaften .Invar 36 N42 N48 N52 Dilver P1 Dilver O
E-Modul [MPa] 140000 145000 160000 165000 139000 190000
Festigkeit Rm [N/mm2] 480 500 540 540 540 570
Streckgr. Rp0,2 [N/mm2] 310 300 270 270 380 420
Dehnung A [%] 30 30 30 30 30 25
Vickershärte [HV] 140 140 140 140 160 -
Lieferform, Dicke Invar 36 N42 N48 N52 .Dilver P1 Dilver O
Band kaltgewalzt, max 4mm x x x x x .
Band warmgewalzt, 4-20mm x . . . x .
Stab, 6- 85mm x . . . x .
Draht kaltgezogen, 0,01-13mm x x x x x x

Draht warmgewalzt, 6-19mm x x x x x x

typische Werte, für den üblichen, wärmebehandelten=weichen Zustand

Magnetische Eigenschaften

Die Ausdehnungslegierungen sind höchst präzise, im Vacuum erschmolzene Legierungen, deren 
Optimierung auf den definierten Ausdehnungskoeffizient erfolgt über einen bestimmten 
Temperaturbereich. Den magnetischen Eigenschaften wird dabei keine Aufmerksamkeit geschenkt. 
Somit sind die Magnetwerte undefiniert und daher im Datenblatt nicht eigetragen. Tatsächlich sind die 
Legierungen unter deren Curie Punkt weichmagnetisch, dies abhängig von Temperaturbehandlung 
und Festigkeit / Härte. Je weicher das Material, umso höher die Permeabilität und geringer die 
Hystereseverluste. Bei bestimmter Wärmehandlung stellen sich auch bestimmte Magnetwerte ein.

Spanende Bearbeitung:

die FeNi Legierungen verhalten sich ähnlich rostfreier Stahl 1.4301 - weicher Zustand, d.h. ist 
praktisch nicht spanbrechend, damit gibt es auch ähnliche Empfehlungen wie bei austenitischem 
Stahl, z.B. niedrige Schnittgeschwindigkeiten

Bearbeitung Drehen Fräsen Bohren

Werkzeug
Hartmetall, beschichtet
(Karbidstahl S3 o. S4)

Hartmetall, beschichtet
(Super-Schnellstahl)

Hartmetall, beschichtet
(HS Stahl)

Schmiermittel wasserlösliches Öl wasserlösliches Öl wasserlösliches Öl
Schnittwinkel 12 -17 ° 15 ° .
Freischnitt 5 - 8 ° 3 - 7° 9 -13°
Schnittgeschw. M/mm 50 - 75 10 - 15 10
Vorschub mm 0,2 - 0,5 / U 0,05 - 0,1 / Zahn 0,1 / U

Abbildung A.10: Übersicht zu technischen Daten von Ausdehungslegierungen
[Burd23]
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Abbildung A.11: Werkstoffdatenblatt von Ni42 [Faul13]
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Abbildung A.12: Werkstoffdatenblatt von 16MnCr5 [Batz19]



336 A Anhang

A.9 Härtevergleichstabelle

Abbildung A.13: Härtevergleichstabelle aus [Boss23] nach [DIN18265]
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