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Hintergrund

Dem Ausbau der Offshore-Windenergie wird im Rahmen der Energiewende eine Schlüssel-
rolle zukommen. Primäres Ziel der Anlagenentwicklung ist die Senkung der Stromentste-
hungskosten. Neben der Steigerung der Anlagenleistung mit den damit verbundenen Skalen-
effekten werden fertigungstechnische Vereinfachungen sowie Steigerungen bei Wirkungs-
grad und Zuverlässigkeit angestrebt. Getriebelose permanentmagneterregte Synchronma-
schinen (PMSM) sind eine etablierte und besonders zuverlässige Antriebsstrangvariante für
Offshore-Windenergieanlagen. Ein Ansatz zur Verbesserung dieser Anlagen ist der Einsatz
von vergleichsweise einfach herzustellenden Zahnspulenwicklungen. Diese weisen im Un-
terschied zu verteilten Wicklungen kurze und kreuzungsfreie Wickelköpfe sowie wenige Sta-
tornuten pro Pol auf. Zahnspulenwicklungen haben kleine Stromwärmeverluste im Wickel-
kopfbereich und erlauben höhere Polzahlen mit geringen Jochhöhen. Ziel dieser Arbeit ist
es, den Einsatz von Zahnspulenwicklungen in getriebelosen Offshore-Windenergieanlagen
mit PMSM zu untersuchen und mit einer verteilten Einschichtwicklung zu vergleichen. Da
die betrachteten Generatoren mit einem massiven, elektrisch leitfähigen Rotorjoch ausgeführt
sind, müssen insbesondere bei Zahnspulenwicklungen, welche eine Vielzahl von amplituden-
starken Statorluftspaltfeldharmonischen aufweisen, die Rotorwirbelströme bei der Auslegung
berücksichtigt werden. Des Weiteren ist auch der Weiterbetrieb nach teilweisem Ausfall des
Wechselrichters zu betrachten, der zu einer abschnittsweisen Speisung der Statorwicklung
führt. Die verwendeten Berechnungs- und Auslegungsmethoden sollen durch den Bau und
die Vermessung einer laborgerechten Prototypmaschine überprüft werden.

Kurzfassung

Diese Arbeit befasst sich mit drehmomentstarken permanentmagneterregten Synchronma-
schinen mit Zahnspulenwicklung und massivem, elektrisch leitfähigem Rotorjoch. Konkret
wird für eine getriebelose Offshore-Windenergieanlage mit einer Bemessungsleistung von
8MW bei einer Drehzahl von 10,2min-1 der Einsatz von Zahnspulenwicklungen im Vergleich
zu einer verteilten Einschichtwicklung untersucht. Die insbesondere bei Zahnspulenwick-
lungen auftretenden Statorluftspaltfeldharmonischen induzieren das massive Rotorjoch und
führen zu Rotorwirbelstromverlusten, die im Rahmen des Maschinenvergleichs analytisch
mit konstanten Ersatzmaterialparametern berechnet werden. Der Vergleich zwischen der ver-
teilten Einschichtwicklung und zwei ausgewählten Zahnspulenwicklungen wird anhand von
numerisch optimierten Maschinenentwürfen mit vorgegebenem Bauraum durchgeführt. Da-
bei zeigt sich, dass die beiden betrachteten Zahnspulenwicklungen aufgrund des geringeren
Arbeitswellenwicklungsfaktors und wegen ihrer signifikanten Statorfeldharmonischen stets
einen geringeren Wirkungsgrad und einen kleineren Grundschwingungsleistungsfaktor als
die verteilte Wicklung bei gleichem Magnetmaterialeinsatz aufweisen. Für eine Magnetmas-
se von 4300kg erreichen die Zahnspulenwicklungen abhängig von der gewählten Lochzahl
einen um 1,1 bis 2,2 Prozentpunkte geringeren Wirkungsgrad im Bemessungspunkt als die
verteilte Einschichtwicklung mit einem Wirkungsgrad von 94,4%. Die Zweckmäßigkeit der
angewendeten Berechnungs- und Auslegungsmethoden wird durch die Auslegung, den Bau
und die Vermessung einer gegenüber den Windgeneratoren stark verkleinerten Prototypma-
schine mit einem Bemessungsdrehmoment von 2800Nm erbracht.
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Motivation

A significant increase in offshore wind energy will play a key role in the energy transition.
The overall development objective of offshore wind turbines is reducing the cost of gene-
rated electrical energy. Increasing turbine power is the primary strategy for cost reduction.
Additional trends in generator design aim for a simplified production, increased efficiency
and improved system reliability. For years, gearless wind turbines with permanent magnet
synchronous machines have been an important drivetrain technology for offshore wind
turbines, which is particularly reliable and low-maintenance. One possibility for improving
these generators is replacing the distributed winding by a tooth-coil winding with a short
and crossover-free end winding. Tooth-coil windings lead to a shorter overall axial machine
length, lower I2R-losses in the end winding and simplified manufacturing. The aim of this
thesis is to investigate the use of tooth-coil windings in gearless offshore wind turbines
with permanent magnet synchronous machines and to compare them with a distributed
single-layer winding. Since the generators under consideration have a solid, electrically
conductive rotor yoke, rotor yoke eddy currents caused by the stator air gap field harmonics
are a primary concern especially with tooth-coil windings. In addition, the sectional feeding
of the stator winding, which occurs when the system operates with a partially failed inverter,
has to be investigated. The calculation and design methods used for the offshore turbine have
to be verified by building and measuring a downsized laboratory prototype machine.

Abstract

This thesis deals with high-torque permanent magnet synchronous machines with tooth-coil
windings and a solid, electrically conductive rotor yoke. This combination is investigated for
a gearless offshore wind turbine with a rated power of 8MW at a speed of 10,2min-1 and is
compared to a distributed single-layer winding. Harmonics of the stator air gap field, especi-
ally occuring with tooth-coil windings, induce the massive rotor yoke and lead to rotor eddy
current losses. In the comparison of the distributed single layer winding with two preselected
tooth-coil windings the rotor eddy currents are analytically calculated using constant mate-
rial parameters. The comparison is carried out for numerically optimized machine designs
with given outer dimensions. Since tooth-coil windings have a lower winding factor of the
operating wave and significant stator field harmonics, the designs with tooth-coil windings
achieve a lower efficiency and a lower fundamental power factor compared to a machine with
a distributed winding and equal magnet mass. For a magnet mass of 4300kg the efficiency at
nominal operation is 1,1 to 2,2 percentage points lower depending on the number of slots per
pole and phase compared to a distributed winding with an efficiency of 94,4%. Evidence for
the practicality and accuracy of the used calculation and design methods is provided by the
design, construction and measurement of a downsized prototype machine with a rated torque
of 2800Nm.
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1. Einleitung

Um katastrophale Auswirkungen der Klimaveränderung auf Mensch und Umwelt abzuwen-
den, ist es notwendig, die Erderwärmung bis zum Jahr 2100 möglichst auf 1,5°C, zumin-
dest aber auf 2,0°C bezogen auf das vorindustrielle Zeitalter zu begrenzen [1]. Auf der UN-
Klimakonferenz in Paris von 2015 wurde dieses Ziel von den meisten Staaten der Welt ver-
traglich vereinbart [2]. Zur Umsetzung werden von internationalen und staatlichen Akteuren
konkrete Reduktionsziele für Treibhausgase festgelegt. Die Europäische Union hat gesetz-
lich eine Reduktion der Treibhausgasemission um 55% bis 2030 gegenüber 1990 und die
Erreichung der Klimaneutralität bis 2050 beschlossen [3]. Zur Erfüllung dieser Ziele ist eine
Abkehr von der Nutzung fossiler Energieträger und ein massiver Ausbau der Erzeugung er-
neuerbarer Energien nötig, der auch den zusätzlichen Energiebedarf aus der Elektrifizierung
des Wärme- und Verkehrssektors abdeckt [4].

Für die im Rahmen dieser Arbeit relevanten Windenergieanlagen im Küstenvorfeld der Meere
(„Offshore-Windenergie“) sieht die Ausbaustrategie der Europäischen Union eine Vervierfa-
chung der installierten Leistung von 14,6GW in 2021 auf 60GW in 2030 vor. Von 2030
bis 2050 soll die installierte Leistung noch einmal auf 300GW verfünffacht werden [5].
Denkbar sind diese Ausbauziele nur durch die stetige Reduktion der Stromentstehungskos-
ten der Offshore-Windenergie, zum Beispiel durch Skaleneffekte bei steigender Anlagenleis-
tung, welche im Jahr 2022 bereits die 15-MW-Marke erreicht hat. Bezogen auf die einge-
setzte Antriebstechnologie wurden in Europa laut Marktdaten aus dem Jahr 2021 praktisch
nur noch permanentmagneterregte Synchronmaschinen (PMSM) als Generator in Offshore-
Windenergieanlagen neu installiert, wobei ca. eine Hälfte als getriebelose Anlagen und die
andere Hälfte mit Getriebe für eine Generatordrehzahl von ca. 100min-1 bis 500min-1 („Me-
dium Speed“) ausgeführt ist [6].

Der Einsatz von PMSM bei getriebelosen Windenergieanlagen liegt darin begründet, dass
diese bei vertretbaren Kosten sehr große und drehmomentstarke Maschinen mit hoher Pol-
zahl ermöglichen. Im Vergleich zu elektrischen Maschinen gleichen Drehmoments und klei-
nerer Polzahl können aufgrund des geringeren magnetischen Jochflusses die Jochhöhen in
Stator und Rotor reduziert werden und dadurch Eisenmasse eingespart werden, obwohl das
Bohrungsvolumen konstant bleibt [7]. Um die Polzahl bei begrenzter Nutzahl weiter zu erhö-
hen und gleichzeitig Bauraum und Verluste im Wickelkopf einzusparen, können statt der üb-
lichen verteilten Wicklungen Zahnspulenwicklungen eingesetzt werden. Allerdings sind die
hier betrachteten Windenergieanlagen aus Gründen der Bauraumverringerung und Massenre-
duktion als Außenläufer mit massivem Rotorjoch ausgeführt, sodass Zahnspulenwicklungen
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problematische Rotorwirbelströme ergeben können, die bereits bei der Maschinenauslegung
sorgfältig vorausberechnet werden müssen.

Ziel der Arbeit ist der Vergleich von verteilten Wicklungen mit Zahnspulenwicklungen für
einen getriebelosen permanentmagneterregten Offshore-Windgenerator anhand optimal aus-
gelegter Maschinenentwürfe. Ein Schwerpunkt bildet dabei die Berechnung der Wirbelstrom-
verluste in den massiven Rotorkomponenten sowohl mit schnellen analytischen als auch tran-
sienten, nichtlinearen 2D-Finite-Elemente-Simulationen. Im Vorfeld werden geeignete Zahn-
spulenwicklungen identifiziert, deren Statorluftspaltfeldharmonische zu hinreichend gerin-
gen Rotorwirbelstromverlusten führen. Im Anschluss werden für zwei geeignete Zahnspu-
lenvarianten und eine verteilte Wicklung mit Hilfe einer genetischen Mehrziel-Optimierung
Maschinen für einen vorgegebenen Bauraum entworfen, wobei der Wirkungsgrad im Be-
messungspunkt maximiert und die Magnetmasse minimiert wird. Zur realitätsnahen Wir-
kungsgradberechnung wird auch die Erwärmung der Maschine vorausberechnet, um die
Temperaturabhängigkeit der Statorstromwärmeverluste bei gegebenem Kühlmittelstrom zu
berücksichtigen. Dieses Vorgehen führt zu einem aussagekräftigen Vergleich von Maschi-
nen mit gleichem Bauvolumen und gleicher Magnetmasse. Außerdem werden die vorge-
stellten Maschinenvarianten mit Zahnspulenwicklungen auch hinsichtlich ihrer magnetischen
Geräuschabstrahlung bei Grundschwingungsstromspeisung bewertet. Bei der Maschinenaus-
legung und anschließenden Nachrechnung des Betriebsverhaltens wird stets auch der Son-
derbetrieb mit teilweiser Speisung der Statorwicklung betrachtet. Hintergrund ist, dass eine
Speisung des Stators durch zwei Umrichter angenommen wird, sodass nach dem Auftreten
eines Fehlers in einem der beiden Umrichter und dem Trennen des defekten Umrichters von
der Statorwicklung ein leistungsreduzierter Weiterbetrieb mit dem funktionsfähigen Umrich-
ter erfolgt. Da die Verschaltung der Statorwicklung für diesen Notbetrieb nicht geändert wird,
ergibt sich eine abschnittsweise leerlaufende Statorwicklung mit zusätzlichen Statorluftspalt-
feldharmonischen, deren negative Auswirkungen auf die Rotorwirbelstromverluste und das
Geräuschverhalten untersucht werden.

Zur Validierung der eingesetzten Berechnungs- und Auslegungsmethoden wird eine stark
verkleinerte, laborgerechte Prototypmaschine entworfen, gebaut und vermessen. Der Proto-
typ realisiert die im Rahmen dieser Arbeit untersuchte Kombination aus Zahnspulenwicklung
und massivem Rotorjoch bei einer PMSM mit Oberflächenmagneten und Außenläufer. Der
Blechschnitt der Prototypmaschine wird wie bei der Auslegung der Windgeneratoren mit ei-
ner genetischen Mehrziel-Optimierung und nichtlinearer 2D-Finite-Elemente-Simulationen
hinsichtlich geringer Magnetmasse und hohem Wirkungsgrad optimiert. Die Prototypma-
schine ist modular mit Einzelzahnblechpaketen und Aufsteckzahnspulen konstruiert und de-
monstriert damit die fertigungstechnischen Vorzüge von Zahnspulenwicklungen. Überdies
wird mithilfe der externen Wicklungsverschaltung auch der abschnittsweise Betrieb der Sta-
torwicklung hinsichtlich der auftretenden Verluste untersucht. Für die indirekte messtechni-
sche Ermittlung der Rotorverluste wird ein bilanzielles Verfahren zur Trennung der einzelnen
Verlustgruppen vorgestellt und hinsichtlich seiner Genauigkeit bewertet.
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Aufbau der Arbeit

In Kapitel zwei wird die lineare analytische Rotorwirbelstromberechnung mit Hilfe eines
konzentrischen Ringmodells behandelt. Das Kapitel beginnt mit einem Überblick zur Litera-
tur und zu den Herausforderungen, die mit der Wirbelstromberechnung in massiven und ma-
gnetisch hochpermeablen Materialien einhergeht. Der analytische Berechnungsgang umfasst
die Synthese eines Ersatzstrombelags an der Statoroberfläche, die Festlegung von konstanten
Ersatzmaterialparametern und die analytische Lösung des Feldproblems. Am Ende werden
mit der dargestellten Methodik die Rotorwirbelströme für die gebaute Prototypmaschine bei
verschiedenen Speisearten der Statorwicklung dargestellt.

Thema des dritten Kapitels ist die Auslegung eines getriebelosen PMSM-Offshore-
Windgenerators mit Zahnspulenwicklung und massivem Rotorjoch sowie der Vergleich
mit einer PMSM mit verteilter Wicklung. Zunächst werden mit einer analytischen Wir-
belstromberechnung geeignete Zahnspulenwicklungsvarianten identifiziert und für zwei
vorteilhafte Zahnspulenwicklungsvarianten und die verteilte Wicklung jeweils eine numeri-
sche Blechschnittoptimierung durchgeführt. Dazu wird eine geometrische Parametrisierung
der Querschnittsgeometrie vorgestellt, welche zur automatisierten Erstellung von elektroma-
gnetischen und thermischen Modellen verwendet wird. Ziel der Mehrziel-Optimierung ist ein
hoher Wirkungsgrad im Bemessungspunkt und eine geringe Magnetmasse bei gegebenem
Bauraum und gegebenem Kühlsystem. Schlussendlich werden aus der Menge der optimalen
Maschinen je Wicklungsvariante Maschinen mit gleicher Magnetmasse ausgewählt und
einer transienten 2D-FE-Simulation mit numerischer Berechnung der Rotorwirbelströme
unterzogen. Dabei wird mit Hilfe von einfachen Ringmodellen das Geräuschverhalten bei
vollständiger und abschnittsweiser Speisung der Statorwicklung untersucht.

In Kapitel vier wird die stark verkleinerte Prototypmaschine ausgelegt und ihre Konstrukti-
on dargestellt. Wie die betrachteten Windgeneratoren kombiniert die Prototypmaschine eine
Zahnspulenwicklung mit einem massivem Rotorjoch. Durch eine externe Verschaltung der
Statorwicklung kann auch der Prototyp mit verschiedenen abschnittsweisen Speisungen der
Statorwicklung betrieben werden. Der Blechschnitt des Prototyps wird auch durch eine gene-
tische Mehrziel-Optimierung hinsichtlich Wirkungsgrad im Bemessungspunkt und eingesetz-
ter Magnetmasse optimiert. Die Nachrechnung der ausgewählten Maschine umfasst neben
der elektromagnetischen Domäne auch die Entwärmung, die magnetischen Kraftanregungen
bezüglich der Anregung von Geräuschen und eine Betrachtung der Entmagnetisierfestigkeit
der Permanentmagnete.

Kapitel fünf behandelt die Vermessung der Prototypmaschine. Für die vollständige Speisung
und den abschnittsweisen Betrieb der Statorwicklung werden mit indirekten Verfahren die
Rotorverluste messtechnisch ermittelt und zur Bewertung der Vorausberechnung herangezo-
gen. Dabei wird die aus Messunsicherheiten und abgeschätzten Modellfehlern resultierende
Unsicherheit der bilanziell berechneten Rotorverluste angegeben. Das Versuchsprogramm
umfasst auch die Durchführung des dreiphasigen Stoßkurzschlusses aus dem Leerlauf.
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2. Analytische Wirbelstromberechnung für PMSM
mit massivem Rotorjoch

2.1. Einführung

In diesem Abschnitt wird die analytische Berechnung der Wirbelströme in den elektrisch
leitfähigen Rotorkomponenten von PMSM dargestellt. Diese analytische Methode der Ro-
torwirbelstromberechnung ist im Vergleich zur ebenfalls verwendeten numerischen 2D-FE-
Simulation relativ ungenau. Die auftretenden Abweichungen werden für den Windgenerator
in Abschnitt 3.4.3 und für die Prototypmaschine im Rahmen der messtechnischen Untersu-
chung in Abschnitt 5.4 diskutiert. Trotzdem bildet die analytische Wirbelstromberechnung
aus folgenden Gründen den methodischen Ausgangspunkt dieser Arbeit.

1. Die analytische Feldlösung und die daraus abgeleiteten Größen liegen als symbolische
Ausdrücke vor. Dadurch werden die zugrunde liegenden Gesetzmäßigkeiten nachvoll-
ziehbar. Ferner beruht die analytische Berechnung auf dem Superpositionsprinzip, wel-
ches die Rotorwirbelstromverluste für jede Statorstrombelagswelle separat berechnet
und so eine Identifikation problematischer Harmonischer der Statorwicklung ermög-
licht.

2. Die Auswertung der analytisch berechneten Lösung für eine konkrete Geometrie und
Stromvorgabe ist einfach und schnell. Im Zuge der später behandelten Maschinenop-
timierung können auf diese Weise für eine große Anzahl von Maschinenauslegungen,
zum Beispiel viele Tausend, die Rotorverluste ohne rechenintensive, nichtlineare, tran-
siente FE-Simulationen abgeschätzt werden.

3. Im Rahmen des Weiterbetriebs nach teilweisem Umrichterausfall tritt eine abschnitts-
weise Speisung der Statorwicklungen auf. Die dabei auftretenden langwelligen Un-
terwellen machen fallweise eine vollständige Modellierung der Maschine erforderlich.
Die Kombination von großen Modellabmessungen und einer feinen Vernetzung zur
korrekten Auflösung der Wirbelstromverdrängung im elektrisch leitfähigen, magne-
tisch hochpermeablen Rotorjoch bringen FE-Simulationen an ihre Grenze. Mit analy-
tischen Mitteln ist der Berechnungsaufwand auch für räumlich sehr ausgedehnte An-
ordnungen unverändert gering.

In elektrisch leitfähigen Materialien tritt für magnetische Wechselfelder durch die sich im
Material einstellenden Wirbelströme eine Feldverdrängung in eine Randschicht auf („Skin-
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2.1. Einführung

effekt“). Bei einer planaren Anordnung klingen die Wirbelstromdichte und das Magnetfeld
exponentiell mit e−y/dE abhängig vom Abstand y von der Oberfläche ab. Die Abklingkon-
stante dE, auch „Eindringtiefe“ genannt, wird nach (2.1) berechnet. Darin ist f die Frequenz,
µ die magnetische Permeabilität und σ die elektrische Leitfähigkeit [8, 9]. In einem massi-
vem Rotorjoch ist die Eindringtiefe dE aufgrund seiner hohen magnetischen Permeabilität µ
besonders klein.

dE =

√︄
1

π · f ·µ ·σ (2.1)

Die Feldverdrängung führt zu lokal erhöhten magnetischen Flussdichten in der Randschicht,
was aufgrund der nichtlinearen B(H)-Kennlinien zu einer Abnahme der magnetischen Per-
meabilität µ und damit einer lokalen Zunahme der Eindringtiefe dE führt. Selbst bei Betrach-
tung von nur einer asynchron zum Rotor umlaufenden Luftspaltfeldwelle erschwert diese
Nichtlinearität der magnetischen Materialeigenschaft die analytische Lösung der Feldglei-
chungen enorm. Durch die Überlagerung mehrerer Luftspaltfeldwellen mit unterschiedlichen
Umlaufgeschwindigkeiten ergibt sich darüber hinaus das Problem, dass an jedem Ort in der
Randschicht zeitlich veränderliche Momentanwerte des resultierenden Gesamtmagnetfeldes
erreicht werden, sodass aufgrund der nichtlinearen B(H)-Kennlinie das Superpositionsprin-
zip nicht anwendbar ist. Näherungsweise Lösungen für Wirbelstromprobleme in Materialien
mit nichtlinearer B(H)-Kennlinie auf Basis von sprungförmigen Magnetisierungsfunktionen
sind in [9, 10] dargestellt. In der vorliegenden Arbeit wird zu Gunsten der Übersichtlich-
keit der weit verbreitete Ansatz von konstanten magnetischen Ersatzpermeabilitäten gewählt,
wobei die Feldrückwirkung der Wirbelströme vollständig berücksichtigt wird [11–13].

Die analytische Wirbelstromberechnung in massiven, elektrisch leitfähigen und ferromagne-
tischen Rotorbauteilen geht auf die Berechnung von Polschuhoberflächenverlusten [12–16]
und die Berechnung von Asynchronmaschinen mit Massivläufer [17, 18] zurück. Bei der
Berechnung von Polschuhoberflächenverlusten bei netzgespeisten Synchronmaschinen mit
verteilten Wicklungen und einer Lochzahl q > 1 wird aufgrund der relativ hohen im Ro-
tor wirksamen Frequenz meist eine Lösung für induktiv begrenzte Wirbelströme entwickelt
[12, 13]. Im vorliegenden Anwendungsfall für die Berechnung langsam drehender Wind-
generatoren mit Zahnspulenwicklung mit q ≈ 1/m und Bemessungsfrequenzen im Bereich
von 20Hz sind die resultierenden Rotorfrequenzen deutlich geringer und eine Einschrän-
kung auf den induktiv begrenzten Fall im Vorhinein nicht zulässig. Zur Berücksichtigung der
magnetischen Sättigung aufgrund der Feldverdrängung werden verschiedene, überwiegend
heuristische Verfahren vorgeschlagen [12, 15].

In der Literatur wird das zugrundeliegende Wirbelstromproblem unter Annahme linearer Ma-
terialeigenschaften sowohl für ebene Anordnungen [9, 14, 19, 20] als auch für zylindrische
Anordnungen beschrieben [21, 22]. Hier wird im Hinblick auf die relativ zum Windgenera-
tor deutlich kleinere und damit stärker gekrümmten Prototypmaschine nur die Lösung der
zylindrischen Anordnung dargestellt.
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2.2. Zeitlich und räumlich periodische Größen

Mit dem Luftspaltfeld verknüpfte Größen treten in elektrischen Maschinen zeitlich und räum-
lich periodisch auf, das heißt es handelt sich um Wellen. Die spektrale Zerlegung einer belie-
bigen kontinuierlichen Größe A(t,γ) in Abhängigkeit des mechanischen Winkels γ und der
Zeit t erfolgt daher durch eine zweidimensionale Fourier-Reihenentwicklung.

In der vorliegenden Arbeit ist die räumliche Periode der mechanische Vollwinkel 2π und die
zeitliche Periode die Dauer Tm = 1/n einer mechanischen Umdrehung mit der Drehzahl n.
Die zugehörige Winkelgeschwindigkeit ist Ωm = 2π · n. Die auf den Vollwinkel bezogene
räumliche Ordnung heißt ν ′ und die auf Tm bezogene zeitliche Ordnung k. Abweichend von
dieser Konvention gibt es auch die mit ν = ν ′/p bezeichnete räumliche Ordnung relativ zur
Arbeitswelle, welche der Arbeitswelle die Ordnung ν = 1 zuweist.

Unter Beachtung dieser Nomenklatur ergeben sich für die zweidimensionale Fourier-
Reihenentwicklung die Synthesegleichung (2.2) und die Analysegleichung (2.3) nach [23].

A(t,γ) =
+∞

∑
k=−∞

+∞

∑
ν ′=−∞

ak,ν ′ · e j(k·Ωm·t+ν ′·γ) (2.2)

ak,ν ′ =
1

Tm
· 1

2π

Tm∫︂

t=0

2π∫︂

γ=0

A(t,γ) · e−j(k·Ωm·t+ν ′·γ) dγ dt (2.3)

Wird unterstellt, dass die Größe A(t,γ) reellwertig ist, so sind die Fourier-Koeffizienten ak,ν ′

konjugiert komplex (2.4) und ermöglichen eine einseitige Schreibweise der Fourier-Reihe
mit den modifizierten Koeffizienten Ak,ν ′ . Für den häufigen Spezialfall, dass weder zeitlich
noch räumlich die nullte Ordnung auftritt (∀k,ν ′ : a0,ν ′ = ak,0 = 0), lauten die einseitigen
Schreibweisen (2.5) bzw. (2.6) mit den neuen, durch Verdopplung ermittelten Koeffizienten
Ak,ν ′ nach (2.7).

ak,ν ′ = a∗−k,−ν ′ (2.4)

A(t,γ) =
−1

∑
k=−∞

+∞

∑
ν ′=−∞

Re
{︂

Ak,ν ′ · e j(k·Ωm·t+ν ′·γ)
}︂

(2.5)

A(t,γ) =
+∞

∑
k=−∞

+∞

∑
ν ′=1

Re
{︂

Ak,ν ′ · e j(k·Ωm·t+ν ′·γ)
}︂

(2.6)

Ak,ν ′ = 2 ·ak,ν ′ (2.7)

Liegt die Größe A(t,γ) in Abtastwerten Ai,q = A(ti,γq) zu den Zeitpunkten ti und an den Posi-
tionen γq vor, wird die zweidimensionale diskrete Fourier-Transformation verwendet [E10].
Zeitliche und räumliche Periode sind weiterhin die mechanische Umlaufzeit Tm = 2π/Ωm

und der mechanische Vollwinkel 2π . Soll bis zu einer höchsten zeitlichen Ordnung kmax und
bis zu einer höchsten räumlichen Ordnung ν ′

max aufgelöst werden, sind die Abtastwerte wie
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2.3. Statorstrombelag

in (2.8) und (2.9) dargestellt zu wählen. Es werden imax = 2kmax + 1 zeitliche Abtaststellen
und qmax = 2ν ′

max +1 räumliche Abtaststellen benötigt.

ti = (i−1) · Tm

imax
i ∈ {1,2, ... ,2kmax +1⏞ ⏟⏟ ⏞

= imax

} (2.8)

γq = (q−1) · 2π
qmax

q ∈ {1,2, ... ,2ν ′
max +1⏞ ⏟⏟ ⏞
=qmax

} (2.9)

Die Fourier-Koeffizienten ergeben sich nach der Transformation in (2.10).

ak,ν ′ =
1

imax ·qmax
·

imax

∑
i=1

qmax

∑
q=1

Ai,q · e−j
(︂

k·(i−1)· 2π
imax

+ν ′·(q−1)· 2π
qmax

)︂
(2.10)

k ∈ {−kmax, ... ,−1,0,1, ... ,kmax} (2.11)

ν ′ ∈
{︁
−ν ′

max, ... ,−1,0,1, ... ,ν ′
max
}︁

(2.12)

In (2.13) ist die Rücktransformation angegeben.

Ai,q =
kmax

∑
k=−kmax

ν ′
max

∑
ν ′=−ν ′

max

ak,ν ′ · e j
(︂

k·(i−1)· 2π
imax

+ν ′·(q−1)· 2π
qmax

)︂
(2.13)

Die diskreten Abtastwerte sowie die Koeffizienten können übersichtlich in Matrizen angeord-
net werden. Die Durchführung von Transformation und Rücktransformation erfolgt mit Hilfe
geeigneter numerischer Software (z.B. MATLAB) unter Verwendung der recheneffizienten
schnellen Fourier-Transformation (FFT) [24].

2.3. Statorstrombelag

Die Wirkung der als zeitlich sinusförmig veränderlich angenommenen Strangströme in der
Statorwicklung wird durch einen äquivalenten Statorstrombelag an der Statoroberfläche aus-
gedrückt. Auch die Wirkung der Statornutung kann durch zusätzliche Harmonische des
Strombelags berücksichtigt werden. Der Statorstrombelag K⃗e(t,γs) wird zunächst im sta-
torfesten Bezugssystem in Abhängigkeit von der Zeit t und vom mechanischen Winkel γs

beschrieben. Der Statorstrombelag weist nach (2.14) ausschließlich eine z-Komponente auf
und wird durch die komplexe, zweidimensionale Fourier-Reihe in (2.15) beschrieben. Dabei
wird die räumlich einseitige Darstellungsform der Fourier-Reihe mit (ν ′ ≥ 1) gewählt, um
bei der Lösung des Wirbelstromproblems in den Ansatzfunktionen des magnetischen Vek-
torpotentials keine Fallunterscheidungen nach dem Vorzeichen der räumlichen Ordnung ν ′

durchführen zu müssen. Die Synchronwinkelgeschwindigkeit Ωsyn,ks,ν ′ einer Strombelags-
welle der zeitlichen Ordnung ks und räumlichen Ordnung ν ′ ergibt sich nach (2.16). Die
Wellenlänge λks,ν ′ wird bei den hier behandelten Außenläufermaschinen entsprechend (2.17)
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bezogen auf den Außendurchmesser des Statorblechpakets mit dem Radius rs,o berechnet.

K⃗e(t,γs) = Ke(t,γs) · e⃗z (2.14)

Ke(t,γs) =
+∞

∑
ks=−∞

+∞

∑
ν ′=1

Re
{︂

Ke,ks,ν ′ · e j(ks·Ωm·t+ν ′·γs)
}︂

(2.15)

Ωsyn,ks,ν ′ =
−ks

ν ′ ·Ωm (2.16)

λks,ν ′ =
2π · rs,o

|ν ′| (2.17)

Die Ermittlung der komplexen Strombelagsamplituden Ke,ks,ν ′ in (2.15) erfolgt entweder auf
Grundlage der Wicklungsfaktoren und des vorgegebenen sinusförmigen Ständerstroms mit
fester Frequenz und symmetrischer Phasenverschiebung oder kann im Nachgang zu entspre-
chenden FE-Simulationen aus dem magnetischen Luftspaltfeld synthetisiert werden. In Ab-
schnitt 2.3.1 wird die explizite Berechnung der Wicklungsfaktoren für symmetrische Dreh-
stromwicklungen zusammengefasst und in Abschnitt 2.3.2 wird ein numerisches Verfahren
zur Behandlung von unsymmetrischen oder sektorweise gespeisten Wicklungen behandelt.
Die Synthese des äquivalenten Statorstrombelags aus einem bekannten magnetischen Luft-
spaltfeld ist in Abschnitt 2.3.3 dargestellt.

2.3.1. Explizite Berechnung der Wicklungsfaktoren

Für phasenreine, also in allen Strängen identische, Zweischicht-Bruchlochwicklungen, zu de-
nen auch die hier behandelten Zweischicht-Zahnspulenwicklungen gehören, sind geschlosse-
ne Formeln für die Wicklungsfaktoren bekannt [25–27]. Im Folgenden wird die Berechnung
in Anlehnung an [7] zusammengefasst.

Die Lochzahl q von Bruchlochwicklungen ist ein echter Bruch q = qZ/qN. Dabei sind qZ und
qN teilerfremd und qN ist nicht ohne Rest durch die Strangzahl m teilbar. Im Allgemeinen tre-
ten die in (2.18) dargestellten, auf die Ordnung ν ′ = p der Arbeitswelle bezogenen, relativen
räumlichen Ordnungen ν = ν ′/p im Statorluftspaltfeld auf.

ν = 1+
2m ·g

qN
g ∈ Z±

0 (2.18)

Die Ausdrücke für die Wicklungsfaktoren enthalten folgende Größen: Die Nutzahl Qu eines
Urwickelschemas nach (2.19), die Polpaarzahl pu je Urwickelschema nach (2.20), die Anzahl
an Spulen q1, die zu einem bestimmten Zeitpunkt Nordpolfelder erregen in (2.21) , die Anzahl
von Spulen q2, die zu einem bestimmten Zeitpunkt Südpolfelder erregen in (2.22) und den
elektrischen Nutenwinkel αQ nach (2.23).
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Qu =

⎧
⎨
⎩

m ·qZ qN gerade

2m ·qZ qN ungerade
(2.19)

pu =

⎧
⎨
⎩

qN/2 qN gerade

qN qN ungerade
(2.20)

q1 =

⎧
⎨
⎩

Qu/(2m) Qu gerade

(Qu +m)/(2m) Qu ungerade
(2.21)

q2 =

⎧
⎨
⎩

q1 Qu gerade

q1 −1 Qu ungerade
(2.22)

αQ =
2π · pu

Qu
(2.23)

Außerdem wird der Schaltschritt Y bestimmt. Y ist der kleinste, ganzzahlige Wert nach (2.24)
mit gmin ∈ Z+

0 .

Y =
gmin ·Qu +1

pu
(2.24)

Der Zonenfaktor kd,ν der relativen räumlichen Ordnung ν berechnet sich nach (2.25).

kd,ν =
sin
(︁
ν ·αQ ·Y ·q1/2

)︁
− cos(ν · pu ·π ·Y ) · sin

(︁
ν ·αQ ·Y ·q2/2

)︁

(q1 +q2) · sin
(︁
ν ·αQ ·Y/2

)︁ (2.25)

Der Sehnungsfaktor kp,ν der relativen räumlichen Ordnung ν berechnet sich nach (2.26).
Darin ist w die Spulenweite und τp die Polteilung.

kp,ν = sin

(︄
ν ·w
τp

· π
2

)︄
(2.26)

Der Nutzschlitzfaktor kno,ν wird in (2.27) in Abhängigkeit vom Nutöffnungswinkel γno ange-
geben. Dabei wird, wie in [28] gezeigt, die elektrische Nutdurchflutung als homogen über der
Nutöffnung verteilt angenommen. Dieser Faktor kann auch bei der numerischen Berechnung
der Wicklungsfaktoren (s. Abschnitt 2.3.2) ergänzt werden.

kno,ν =
sin
(︂

ν · p · γno
2

)︂

ν · p · γno
2

(2.27)

Unter Berücksichtigung der Zonen, der Sehnung und der Nutöffnung ergibt sich der re-
sultierende Wicklungsfaktor kw,ν zu (2.28). Die Beträge der Koeffizienten der Fourier-
Reihenentwicklung aus (2.15) ergeben sich nach (2.30) unter Verwendung des effektiven
Strombelags Ke,eff aus (2.29). Da im Rahmen der analytischen Rotorwirbelstromberechnung
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eine räumlich einseitige Fourier-Reihe gesucht ist, muss die im Vorzeichen von ν enthaltene
Drehrichtung, wie in (2.32) gezeigt, in die zeitliche Ordnung übernommen werden.

kw,ν = kp,ν · kd,ν · kno,ν (2.28)

Ke,eff =
2m ·Ns · Is

2π · rs,o
(2.29)

⃓⃓
⃓Ke,ks,ν ′

⃓⃓
⃓= kw,ν ·

√
2 ·Ke,eff (2.30)

ν ′ = |ν | · p (2.31)

ks = sgn(ν) · p (2.32)

2.3.2. Numerische Berechnung der Wicklungsfaktoren

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit werden auch folgende Abwandlungen symmetrischer
Drehstromwicklungen Wicklungen untersucht: a) Abschnittsweise gespeiste Statorwicklun-
gen nach teilweisem Umrichterausfall und b) Zweischichtzahnspulenwicklung mit unglei-
chen Spulenwindungszahlen für Ober- und Unterschichtspulen. Durch diese Modifikationen
ist es schwierig, explizite Ausdrücke für die Wicklungsfaktoren zu entwickeln. Daher werden
die Wicklungsfaktoren numerisch aus dem Nutenspannungsstern für sinusförmig induzierte
elektrische Spannungen für eine endliche Anzahl fest vorgegebener Ordnungen ν ′ ermittelt.

Hierfür ist von Štěpina in [29] ein matrizenbasierter Algorithmus beschrieben, dessen rech-
nergestützte Implementierung vielfach in der Literatur, unter anderem in [E10], beschrieben
ist. Im Kern basiert das Verfahren auf folgenden zwei Schritten.

1. Zunächst wird für eine einzelne bestromte Spulenseite in einer Nut mit dem Index a, an
der geometrischen Winkelposition γa und mit der Windungszahl za der resultierende
Strombelag Ke,a(γ) in eine räumliche Fourier-Reihe entwickelt.

2. Danach wird durch Superposition der zu einem Strang gehörenden Spulenseiten der
Wicklungsfaktor je Strang w ermittelt. Unter Berücksichtigung der zeitlichen Pha-
senverschiebung der symmetrischen, d. h. in jedem Strang identisch sinusförmigen,
aber phasenverschobenen, m Strangströme können anschließend die Amplituden der
Strombelags-Sinuswellen bzw. Wicklungsfaktoren berechnet werden.

Das Verfahren beginnt mit der Vorgabe eines beliebig großen aber festen (ν ′
max ×1)-Vektors

(ν ′), der die räumlichen Ordnungen 1 bis ν ′
max enthält, für die im Folgenden die Wicklungs-

faktoren berechnet werden. Die (ν ′
max ×Q)-Positionsmatrix [r] enthält für jede Ordnung ν ′

und jede Nut a das komplexe Element rν ′,a = e−j·ν ′·γa . Die Beschreibung der Wicklung erfolgt
mit Hilfe einer (Q×m)-Matrix [z]. Diese enthält in jedem Element za,w die Windungszahl in
der Nut a von Strang w, wobei das Vorzeichen den Wickelsinn angibt. Die Anzahl der Leiter
je Strang w beträgt Zw = ∑Q

a=1

⃓⃓
za,w
⃓⃓
. Die (ν ′

max ×m)-Wicklungsfaktormatrix [kw] wird nach
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(2.33) berechnet. Sie gibt in jedem Element kw,ν ′,w den komplexen Wicklungsfaktor für die
Ordnung ν ′ und den Strang w an.

[kw] = [r] · [z] ·diag
(︂

Z−1
1 ,Z−1

2 , . . . ,Z−1
m

)︂
(2.33)

Die gesuchten Statorstrombelagsamplituden Ke,ks,ν ′ in (2.35) folgen aus der Überlagerung
der m Strangströme, die ein symmetrisches Sinus-Drehstromsystem mit den Strömen iw(t) =

Re
{︂

Î · ej(ωs·t+ϕw)
}︂

und den darin enthaltenen symmetrisch verteilten Phasenlagen ϕw bilden.
Aufgrund der Normierung der zeitlichen Ordnung auf die Synchrondrehzahl der Arbeitswelle
treten nur die zeitlichen Ordnungen ks = ±p auf, falls Stromoberschwingungen infolge der
Umrichterspeisung vernachlässigt werden.

ϕw =

⎧
⎨
⎩

2π
m · (w−1) m ungerade
π
m · (w−1) m gerade

(2.34)

Ke,±p,ν ′ =

√
2 ·Ke,eff

m
·

m

∑
w=1

kw,ν ′,w · e±j·ϕw (2.35)

2.3.3. Strombelagssynthese aus simulierten Luftspaltfeldern

Insbesondere bei der rechenintensiven numerischen Maschinenoptimierung werden magne-
tostatische, rotierende 2D-FE-Modelle mit kurzer Berechnungszeit verwendet, die keine Ro-
torwirbelströme berücksichtigen. Allerdings kann das aus diesen Simulationen berechnete
magnetische Luftspaltfeld dazu verwendet werden, Ersatzstrombeläge zu synthetisieren, um
anschließend näherungsweise und ohne Berücksichtigung der Feldrückwirkung analytisch
die Rotorwirbelströme zu berechnen. Mit diesem Verfahren werden nicht nur Luftspaltfeld-
oberwellen aufgrund der Harmonischen der Statorwicklung erfasst, sondern auch Harmoni-
sche aufgrund von Nutmodulationen infolge der Feldverzerrung durch die Nutöffnung und
sättigungsbedingte Harmonische.

Dazu wird in statorfesten Koordinaten auf einer Kreiskontur unmittelbar über der Statorober-
fläche die Radialkomponente der magnetischen Feldstärke Hr (t,γs) als Funktion von Zeit t
und Winkelposition γs ausgelesen. Unter Vernachlässigung des Magnetisierungsbedarfs von
Stator- und Rotoreisen wird anschließend der äquivalente Statorstrombelag Ke(t,γs) nach
(2.36) berechnet. Dabei wird die Höhe der Oberflächenmagnete hM durch den gegenüber
dem mechanischen Luftspalt δ vergrößerten ideellen Luftspalt δe = δ + hM berücksichtigt.
Auf diese Weise wird die relative magnetische Permeabilität der Oberflächenmagnete mit
Eins angenähert, was für die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten NdFeB-Magnete zulässig
ist. Zweckmäßigerweise wird aus dem simulierten Verlauf der Radialkomponente der magne-
tischen Feldstärke Hr (t,γs) zunächst das Spektrum mit den komplexen Amplituden Hr,ks,ν ′

ermittelt und dann nach (2.37) die Differentiation im Spektralbereich durchgeführt. Bei der
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anschließenden analytischen Feldberechnung muss annahmegemäß die magnetische Permea-
bilität der Eisenregionen, insbesondere des Statorblechpakets, sehr viel größer als µ0 sein.
Andernfalls führen die synthetisierten Strombeläge nicht zum gewünschten Luftspaltfeld.

Ke(t,γs) =
δe

rs,o
· ∂

∂γs
Hr (t,γs) (2.36)

Ke,ks,ν ′ = jν ′ · δe

rs,o
·Hr,ks,ν ′ (2.37)

2.4. Sechs-Gebiete-Modell mit bewegtem Rotor

2.4.1. Geometrie und Materialeigenschaften

Zugunsten einer einfachen und übersichtlichen Lösung wird die Außenläufermaschine mit
Oberflächenmagneten (s. Abb. 3.45) durch eine rotationssymmetrische Anordnung aus kon-
zentrischen Ringregionen modelliert [E7, 21, 22]. Das resultierende Modell ist in Abb. 2.1
dargestellt und vernachlässigt zum einen die Nutung des Stators und zum anderen die Pol-
lücke zwischen den Rotoroberflächenmagneten. Insgesamt umfasst das Modell sechs Regio-
nen mit den von innen nach außen aufsteigenden Nummern i = 1 . . .6. Im Modellinneren
i = 1 wird Luft angenommen, gefolgt von der Region i = 2 für den Stator. Auf der äußeren
Begrenzungskontur mit dem Radius r = r2 ist der anregende Strombelag Ke⃗ = Ke(t,γs) · e⃗z

eingeprägt. Die Region i = 3 ist der Luftspalt der Maschine. Die Regionen i = 1,2,3 ruhen
im statorfesten (xs,ys)-Koordinatensystem. Die bewegten Rotorregionen umfassen die Ma-
gnete i = 4 und das Rotorjoch i = 5. Einfachheitshalber wird die Rotorbewegung auch für
die äußere Umgebungsluft i = 6 angenommen. Die Rotorregionen i = 4,5,6 sind fest im
(xr,yr)-Koordinatensystem und rotieren mit der Winkelgeschwindigkeit Ωm gegenüber dem
Stator.

Neben der Geometrie müssen in jeder Region i die konstanten Materialparameter bzw. de-
ren Ersatzgrößen festgelegt werden. Dies umfasst die elektrische Leitfähigkeit σi und die
magnetischen Permeabilität µi = µrel,i · µ0. Da das Feldproblem nur im zweidimensiona-
len Querschnitt gelöst wird, erfolgt eine Berücksichtigung des stirnseitigen Abschlusses der
Wirbelströme nur näherungsweise durch entsprechend gewählte elektrische Ersatzleitfähig-
keiten. Alle Luftregionen (i = 1,3,6) sowie die Region des lamellierten Statorblechpakets
(i = 2) werden als elektrisch nicht leitfähig mit σi = 0 modelliert.

2.4.1.1. Elektrische Ersatzleitfähigkeit der Magnetregion

Die Oberflächenmagnete bilden sowohl bei den betrachteten Windgeneratoren als auch bei
der Prototypmaschine Einzelpole, die durch Pollücken (Luft) voneinander getrennt sind. Je-
der Einzelpol besteht seinerseits aus Segmenten mit der Breite bM,seg und der axialen Län-
ge lM,seg. Als Magnetmaterial kommen in beiden Fällen Selten-Erd-Magnete auf Basis von
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z 0

i = 1   Luft

ys

yr

i = 6   Luft

γr

xr

γs

xs
r5

i = 5   Rotorjoch
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Abb. 2.1.: Sechs-Gebiete-Modell einer Synchronmaschine mit Außenläufer und Ober-
flächenmagneten: Statorkomponenten und statorfestes Koordinatensystem in
schwarz, Rotorkomponenten und rotorfestes Koordinatensystem in grau. Beispiel-
haft ist ein Statorstrombelag K⃗e mit der räumlichen Ordnung ν ′ = 1 gezeigt.

Neodym, Eisen und Bor (NdFeB) zum Einsatz. Die Materialeigenschaften sind im Anhang
in Tab. A.4 zusammengefasst. Demnach beträgt die elektrische Leitfähigkeit bei betriebswar-
men Magneten (ϑM ≈ 100°C) σM = 0,76MS/m und die relative magnetische Permeabilität
µrel,M = 1,04. Die durch Statornutmodulation infolge der Nutung und die räumlichen Harmo-
nischen der Statorwicklung hervorgerufenen Rotorfrequenzen betragen einstellige Vielfache
der elektrischen Frequenz des Sinusstatorstroms der Strom-Grundschwingung, die ihrerseits
im Bereich fs = 10Hz . . .20Hz liegt. Schnell umlaufende Feldwellen aufgrund von umrich-
terbedingten Stromoberschwingungen werden hier ausdrücklich nicht betrachtet. Sie sind auf
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Grund der glättenden Wirkung der Statorwicklungsinduktivität und der relativ hohen Schalt-
frequenz im Vergleich zur niedrigen Stromgrundfrequenz in ihrem Einfluss klein. Sie können
allerdings zu zusätzlichen Wirbelströmen in den Permanentmagneten führen, was hier ver-
nachlässigt wird.

Aus den genannten Zahlenwerten ergeben sich Wirbelstromeindringtiefen, die die Magnet-
höhe typischerweise übersteigen. Die Wirbelströme sind demnach Ohm’sch begrenzt und die
Feldrückwirkung der Wirbelströme klein. In diesem Fall wird die Wirkung der Magnetseg-
mentierung durch eine elektrische Ersatzleitfähigkeit σ4 berücksichtigt, die durch die Forde-
rung nach identischen Wirbelstromverlusten in den Magneten ohne Segmentierung festgelegt
ist. Für die Wahl der Ersatzleitfähigkeit wird folgende Fallunterscheidung nach der Wellen-
länge λν ′ der anregenden Strombelagswelle im Vergleich zur Breite bM,seg eines Magnetseg-
ments durchgeführt.

1. Lange Wellenlängen: bM,seg < λν ′/2
Ist die Breite eines Magnetsegments bM,seg kleiner als die halbe Wellenlänge λν ′/2, wird
je Segment eine räumlich homogene, zeitlich pulsierende Magnetfeldverteilung angenom-
men. In [30, 31] wird für zweidimensionale, numerische Feldberechnungen, die eine Mo-
dellierung der Segmentierung in Umfangsrichtung enthalten, ein Anpassungsfaktor zur Be-
rücksichtigung der axialen Segmentierung unter der Voraussetzung von Ohm’sch begrenzten
Wirbelströmen in den Magneten gegeben. Dieser basiert auf der Annahme rechteckiger Wir-
belstrombahnen in jedem einzelnen Magnetsegment und einem äußeren Magnetfeld, welches
quasi-homogen über der Breite eines Magnetsegments ist. Die Feldrückwirkung der Wirbel-
ströme ist vernachlässigt. Der Anpassungsfaktor kseg ist in (2.38) angegeben. Im Rahmen
der numerischen Feldberechnung mit einer Modellierung der einzelnen Magnetsegmente in
lateraler Richtung beträgt die elektrische Ersatzleitfähigkeit σ4 = kseg ·σM.

kseg =
3
4
· 1

1+
(︂

bM,seg
lM,seg

)︂2 (2.38)

Allerdings ist festzuhalten, dass bei der hier behandelten analytischen Feldberechnung die
Magnete als eine zusammenhängende homogene, ringförmige Region modelliert sind, die
die Segmentierung in Umfangsrichtung nicht berücksichtigt. Das analytische Modell führt
daher stets auf kontinuierliche Wirbelstromverteilungen entlang des Umfangs mit der Wel-
lenlänge des anregenden Statorstrombelags und nicht auf die physikalisch korrekten Wirbel-
stromschleifen, deren Ausdehnung in Umfangsrichtung durch die Magnetsegmentbreite strikt
begrenzt ist. Die Ersatzleitfähigkeit wird so eingestellt, dass trotz der abweichenden räumli-
chen Verteilung der Wirbelströme in der homogenen Ringregion näherungsweise die gleichen
Wirbelstromverluste auftreten wie in allen Magnetsegmenten zusammengenommen.

Dazu werden im Folgenden die Wirbelstromverluste einer beliebigen Luftspaltfeldwelle
Br,ν ′,kr(γr, t) nach (2.39) in Rotorkoordinaten betrachtet. Die Luftspaltfeldwelle hat die Wel-
lenlänge λν ′ , welche sich nach (2.40) aus dem Radius der Magnetregion rM und der räum-
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lichen Ordnung ν ′ berechnet. Die elektrische Kreisfrequenz der betrachteten Feldwelle in
Rotorkoordinaten beträgt ωr und ist in (2.41) angegeben.

Br,kr,ν ′(γr, t) = B̂ · cos
(︁
ωr · t +ν ′ · γr

)︁
(2.39)

λν ′ =
2π · rM

ν ′ (2.40)

ωr = kr ·Ωm (2.41)

Für den Fall, dass die Magnete schmal gegenüber der anregenden halben Wellenlänge sind,
ergeben sich unter Berücksichtigung aller Magnetsegmente nseg die zeitlich gemittelten Ver-
luste Pr,M über alle Magnete nach (2.42)–(2.43) [30].

nseg = 2p ·nseg,ax ·nseg,γ (2.42)

Pr,M = σM · nseg

32
· b3

M · l3
M ·hM

b2
M + l2

M
·
(︂

ωr · B̂
)︂2

(2.43)

Eine homogene Ringregion mit dem mittleren Radius rM und der Ringbreite hM führt unter
Vernachlässigung der Krümmung und unter Vernachlässigung der Wirbelstromrückwirkung
für die betrachtete Feldwelle Br,kr,ν ′(γr, t) auf die mittleren Verluste Phom nach (2.44).

Phom = σ4 ·π · hM · lFe · r3
M

ν ′2 ·
(︂

ωr · B̂
)︂2

(2.44)

Gleiche Verluste Pr,M = Phom ergeben sich für die in (2.45) angegebene elektrische Leitfähig-
keit σ4, welche im Rahmen der analytischen Feldberechnung für anregende Feldwellen mit
bM,seg < λν ′/2 als Ersatzleitfähigkeit für die Magnetregion gewählt wird.

σ4 = σM · nseg

32π
· b3

M · l3
M

b2
M + l2

M
· ν ′2

lFe ·
(︂

r3+r4
2

)︂3 (2.45)

2. Kurze Wellenlängen: bM,seg > λν ′/2
Ist die halbe Wellenlänge kleiner als die Magnetsegmentbreite, ist die Annahme einer homo-
genen Ringregion für die Magnete gerechtfertigt. In diesem Fall muss im Anpassungsfaktor
der elektrischen Leitfähigkeit die halbe Wellenlänge der betrachteten Welle eingesetzt wer-
den. Überdies ist zu berücksichtigen, dass die Pollücke luftgefüllt ist und dort keine Wirbel-
stromverluste auftreten. Um nur die Verluste im tatsächlichen Magnetvolumen zu bestimmen,
wird daher unter der Annahme rein Ohm’sch begrenzter Wirbelströme die Ersatzleitfähig-
keit mit dem Polbedeckungsfaktor αe = bM/τp korrigiert, welcher aus Magnetbreite bM und
Polteilung τp berechnet wird. Die im Rahmen der analytischen Feldberechnung verwendete
elektrische Ersatzleitfähigkeit für die Magnetregion σ4 berechnet sich in diesem Fall nach
(2.46) und (2.47).
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kM,ν ′ =
3
4
· 1

1+
(︂

λν ′/2
lM,seg

)︂2 (2.46)

σ4 = σM · kM,ν ′ ·αe (2.47)

2.4.1.2. Elektrische Ersatzleitfähigkeit des Rotorjochs

In der axialen Maschinenmitte ist der Wirbelstrom im Rotorjoch aus Symmetriegründen rein
axial gerichtet. Zu den Stirnseiten hin müssen sich die Wirbelstromverteilungen zu Schleifen
schließen. Der Einfluss dieser stirnseitigen Endeffekte wird, wie bereits bei den Permanent-
magneten, durch einen Anpassungsfaktor kry,ν ′ für die elektrische Leitfähigkeit des Rotor-
jochs näherungsweise berücksichtigt. Der stirnseitige Abschluss der Wirbelstrombahnen wird
in seiner räumlichen Verteilung so angenommen, wie er sich bei einem dünnen, leitfähigen
Zylinder im Luftspalt einstellen würde [32]. Demnach wird die Anpassung der Leitfähigkeit
nach (2.48) und (2.49) durchgeführt.

kry,ν ′ = 1− λν ′

π · lFe
· tanh

(︃
π · lFe

λν ′

)︃
(2.48)

σ5 = kry,ν ′ ·σry (2.49)

2.4.1.3. Magnetische Ersatzpermeabilität

Während für die Luft- und Magnetregionen die materialspezifischen Permeabilitäten für das
analytische Feldberechnungsmodell übernommen werden, ist die Bestimmung einer magne-
tischen Ersatzpermeabilität für das Statorblechpaket und das Rotorjoch problematisch. Im
Folgenden wird das verwendete Verfahren vorgestellt, mit dem die magnetischen Ersatzper-
meabilitäten grob geschätzt werden.

Zunächst werden nichtlineare 2D-FE-Simulationen ohne Rotorwirbelströme für den tatsäch-
lichen Blechquerschnitt mit Statornuten und den Pollücken zwischen den Rotorpolen für den
Bemessungspunkt durchgeführt. Für das Rotorjoch wird die mittlere, differentielle magne-
tische Permeabilität als Ersatzpermeabilität gewählt. Die Festlegung der Ersatzpermeabilität
für die Statorblechpaketregion unterscheidet sich danach, wie die Ersatzstatorstrombeläge
ermittelt wurden und wird im Folgenden dargestellt.

Statorstrombelag aus analytischer Berechnung

Wurde der Statorstrombelag analytisch durch Statorstrom und Wicklungsfaktoren berech-
net, so wird die Ersatzpermeabilität der Statorblechpaketregion so eingestellt, dass die aus
dem analytischen Modell berechneten Luftspaltfeldamplituden den Feldamplituden der 2D-
FE-Simulation möglichst nahe kommen. Dieses Vorgehen ist notwendig, da die zu einem
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homogenen Ring vereinfachte Statorregion mit einer Ringbreite, die der Statorjochhöhe ent-
spricht, keine direkten Rückschlüsse auf die tatsächlichen magnetischen Feldlinienverläufe
unter Berücksichtigung der hier vernachlässigten Zähne zulässt. In beiden Modellen wer-
den alle Rotorwirbelströme unterdrückt (∀i : σi = 0). Die Auswertung und der Vergleich der
Luftspaltfeldamplituden wird auf die verlustrelevanten Ordnungen beschränkt. Zur weiteren
Vereinfachung wird eine feste magnetische Ersatzpermeabilität als arithmetischer Mittelwert
der angepassten Permeabilitäten für alle betrachteten Teilwellen berechnet.

Aus Simulationsergebnissen synthetisierter Statorstrombelag

Wurde der Statorstrombelag aus dem numerisch berechneten magnetischen Luftspaltfeld syn-
thetisiert, muss eine so hohe Ersatzpermeabilität in der Statoreisenregion gewählt werden,
dass der Magnetisierungsbedarf dieser Region, wie durch die Synthesegleichung (2.36) an-
genommen, im Vergleich zum Luftspalt vernachlässigbar ist. Praktisch ist eine relative Per-
meabilität von µrel,2 = 1000 dazu ausreichend.

2.4.2. Wechsel in rotorfeste Koordinaten

Die Lösung des Wirbelstromproblems erfolgt in den rotorfesten (xr,yr)-Koordinaten, welche
gegenüber dem Stator mit der mechanischen Kreisfrequenz Ωm rotieren (s. Abb. 2.1). Da
die elektrisch leitfähigen Magnete (i = 4) und das elektrisch leitfähige Rotorjoch (i = 5)
im rotorfesten Koordinatensystem ruhen, vereinfachen sich die Feldgleichungen gegen-
über einer statorfesten Betrachtung, da keine Bewegungsinduktion auftritt. Mit der Galilei-
Transformation (2.50) und unter der Annahme γ0 = γ(t = 0) = 0 wird die einseitige Fourier-
Reihenentwicklung in statorfesten Koordinaten aus (2.15) in rotorfeste Koordinaten nach
(2.51) transformiert. Die spektralen Strombelagsamplituden bleiben ebenso wie die räum-
liche Ordnung ν ′ unverändert. Die Transformation bewirkt eine Verschiebung der zeitlichen
Ordnung nach (2.52). Der Schlupf s jeder Einzelwelle berechnet sich nach (2.53). Gebräuch-
lich ist dabei die Formulierung für negative zeitliche Ordnungen (−ks), da dann die mitlau-
fenden Feldwellen positive räumliche Ordnungen ν ′ aufweisen.

γs = γr +Ωm · t + γ0 = γr +Ωm · t (2.50)

Ke(t,γr) =
+∞

∑
kr=−∞

+∞

∑
ν ′=1

Re
{︂

Ke,kr,ν ′ · e j(kr·Ωm·t+ν ′·γr)
}︂

(2.51)

kr = ν ′+ ks (2.52)

s =
kr

ks
= 1+

ν ′

ks
= 1− ν ′

(−ks)
(2.53)
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2.4.3. Feldgleichungen und Lösung

Das Feldproblem wird mit Hilfe des magnetischen Vektorpotentials A⃗ mit B⃗ = ∇× A⃗ gelöst.
Da das Problem eben ist, weist das Vektorpotential A⃗= A(x,y) · e⃗z nur eine z-Komponente auf
und damit gilt ∇ ·A⃗= 0. Die Lösung erfolgt im rotorfesten Koordinatensystem für jede Region
i und für jede anregende Statorstrombelagswelle Ke,kr,ν ′ separat. Die Magnetisierung der Per-
manentmagnetregion wird nicht berücksichtigt, da das rotorfeste Feld der Permanentmagnete
im Rotor keine Spannungsinduktion hervorruft. Die Nutmodulation des Permanentmagnet-
flusses infolge der Statornutung wird über einen fiktiven Strombelag auf der Statoroberfläche
modelliert.

Aus den Maxwell’schen Gleichungen folgt, dass für Regionen mit einer elektrischen Leitfä-
higkeit σi > 0 die Diffusionsgleichung (2.54) zu lösen ist, während sich für elektrisch nicht-
leitfähige Regionen mit σi = 0 die Laplace-Differentialgleichung (2.55) ergibt [9, 22].

∇2Ai = µi ·σi ·
∂
∂ t

Ai (2.54)

∇2Ai = 0 (2.55)

Beim Ansatz für das Vektorpotential in (2.56) wird nach dem Separationsprinzip die radiale
Abhängigkeit von der in Zeit und Umfangsrichtung harmonischen komplexen Exponential-
funktion faktoriell getrennt.

Ai,kr,ν ′(r, t,γr) = Re
{︂

Ai,kr,ν ′(r) · e j(kr·Ωm·t+ν ′·γr)
}︂

(2.56)

Dieser Ansatz vereinfacht die partiellen Differentialgleichungen (2.54) und (2.55) in gewöhn-
liche Differentialgleichungen für die komplexen, nur vom Radius r abhängigen Funktionen
Ai,kr,ν ′(r).

Im Folgenden werden die drei Indizes i,kr,ν ′ zu Gunsten einer übersichtlicheren Darstel-
lung weggelassen. Im Fall von elektrisch leitfähigen Regionen ergibt sich die modifizierte
Bessel’sche Differentialgleichung (2.57) mit dem komplexen Parameter κ nach (2.58). Die
allgemeine Lösung ist die Superposition (2.59) von modifizierten Bessel-Funktionen erster
Art Iν ′(κ · r) und zweiter Art Kν ′(κ · r) mit den freien Koeffizienten E und F [33].

r2 · d2A(r)
dr2 + r · dA(r)

dr
−
(︂
(κ · r)2 +ν ′2

)︂
·A(r) = 0 (2.57)

κ2 = j · |kr| ·Ωm ·µ ·σ (2.58)

A(r) = E ·
(︂

F · Iν ′(κ · r)+Kν ′(κ · r)
)︂

(2.59)

Für die elektrisch nicht leitfähigen Regionen muss die Euler’sche Differentialgleichung
(2.60) gelöst werden. Die allgemeine Lösung ist in (2.61) angegeben und enthält die frei-
en Koeffizienten E und F .
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r2 · d2A(r)
dr2 + r · dA(r)

dr
−ν ′2 ·A(r) = 0 (2.60)

A(r) = E ·
(︂

F · rν ′
+ r−ν ′)︂

(2.61)

Die faktorisierten Formen der Lösungen in (2.59) und (2.61) ermöglichen eine kompakte,
rekursive Beschreibung der Lösungen für die freien Koeffizienten [22]. Da das magnetische
Vektorpotential sowohl im Ursprung mit r = 0 als auch für r → ∞ endliche Werte annehmen
muss, können für die sechs Regionen i = 1, . . . ,6 unter Berücksichtigung der strikt positiven
räumlichen Ordnung ν ′ > 0 die Ansatzfunktionen nach (2.62)–(2.67) aufgestellt werden.

A1(r) = E1 · rν ′
(2.62)

A2(r) = E2 ·
(︂

F2 · rν ′
+ r−ν ′)︂

(2.63)

A3(r) = E3 ·
(︂

F3 · rν ′
+ r−ν ′)︂

(2.64)

A4(r) = E4 ·
(︂

F4 · Iν ′(κ · r)+Kν ′(κ · r)
)︂

(2.65)

A5(r) = E5 ·
(︂

F5 · Iν ′(κ · r)+Kν ′(κ · r)
)︂

(2.66)

A6(r) = E6 · r−ν ′
(2.67)

Die zehn Koeffizienten E1,E2, . . . ,F5 werden über die Stetigkeitsbedingungen an den Grenz-
flächen bei den Radien r = r1, . . . ,r5 ermittelt. Aus der Quellenfreiheit der magnetischen
Flussdichte (∇ · B⃗ = 0) folgt, dass die Normalkomponente Br, welche hier radial gerichtet ist,
stetig sein muss. Unter Verwendung des Rotationsoperators in Zylinderkoordinaten (2.68)
[33] ergibt sich die Stetigkeitsbedingung (2.69). Aus dem Ampère’schen Durchflutungssatz
mit der hier zulässigen Vernachlässigung des Verschiebungsstromes (∇× H⃗ = J⃗) ergibt sich,
dass die tangentiale magnetische Feldstärke Hγ um den Strombelag in der Grenzfläche springt
(2.70). Aus beiden Stetigkeitsbedingungen (2.69) und (2.70) ergeben sich an den fünf Grenz-
schichten insgesamt zehn Gleichungen für zehn unbekannte Koeffizienten E1,E2, . . . ,F5.

B⃗ =

(︄
1
r
· ∂Az

∂γ
− ∂Aγ

∂ z

)︄
· e⃗r +

(︃
∂Ar

∂ z
− ∂Az

∂ r

)︃
· e⃗γ +

1
r
·
(︄

∂
(︁
r ·Aγ

)︁

∂ r
− ∂Ar

∂γ

)︄
· e⃗z (2.68)

Ai(ri) = Ai+1(ri) (2.69)

1
µi

· dAi(ri)

dr
− 1

µi+1
· dAi+1(ri)

dr
= Ke(ri) (2.70)

Die Lösung für die zehn Koeffizienten E i,F i der sechs Ansatzfunktionen Ai ist in rekursiver
Form in (2.71)–(2.85) in Anlehnung an [22] angegeben. Die Strombelagsamplitude Ke tritt
ausschließlich als Faktor in den Koeffizienten E i auf. Da diese Koeffizienten ihrerseits Fakto-
ren der Ansatzfunktionen (2.62)–(2.67) sind, weist das Vektorpotential in allen Raumgebieten
i = 1 . . .6 eine Proportionalität zur anregenden Strombelagsamplitude auf.
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F2 =
µ1 +µ2

r12ν ′ · (µ1 −µ2)
(2.71)

F5 =−µ5 ν ′ Kν ′
(︁
κ5 r5

)︁
+µ6 ν ′ Kν ′

(︁
κ5 r5

)︁
−κ5 µ6 r5 Kν ′+1

(︁
κ5 r5

)︁

µ5 ν ′ Iν ′
(︁
κ5 r5

)︁
+µ6 ν ′ Iν ′

(︁
κ5 r5

)︁
+κ5 µ6 r5 Iν ′+1

(︁
κ5 r5

)︁ (2.72)

ZF4 = µ4 ν ′ Kν ′(κ4 r4) Kν ′
(︁
κ5 r4

)︁
−µ5 ν ′ Kν ′(κ4 r4) Kν ′

(︁
κ5 r4

)︁

+κ4 µ5 r4 Kν ′
(︁
κ5 r4

)︁
Kν ′+1(κ4 r4)−κ5 µ4 r4 Kν ′(κ4 r4) Kν ′+1

(︁
κ5 r4

)︁

+F5 µ4 ν ′ Iν ′
(︁
κ5 r4

)︁
Kν ′(κ4 r4)−F5 µ5 ν ′ Iν ′

(︁
κ5 r4

)︁
Kν ′(κ4 r4)

+F5 κ4 µ5 r4 Iν ′
(︁
κ5 r4

)︁
Kν ′+1(κ4 r4)+F5 κ5 µ4 r4 Kν ′(κ4 r4) Iν ′+1

(︁
κ5 r4

)︁

(2.73)

NF4 = µ5 ν ′ Iν ′(κ4 r4) Kν ′
(︁
κ5 r4

)︁
−µ4 ν ′ Iν ′(κ4 r4) Kν ′

(︁
κ5 r4

)︁

+κ4 µ5 r4 Kν ′
(︁
κ5 r4

)︁
Iν ′+1(κ4 r4)+κ5 µ4 r4 Iν ′(κ4 r4) Kν ′+1

(︁
κ5 r4

)︁

−F5 µ4 ν ′ Iν ′(κ4 r4) Iν ′
(︁
κ5 r4

)︁
+F5 µ5 ν ′ Iν ′(κ4 r4) Iν ′

(︁
κ5 r4

)︁

+F5 κ4 µ5 r4 Iν ′

(︂
κ5 r4

)︂
Iν ′+1(κ4 r4)−F5 κ5 µ4 r4 Iν ′(κ4 r4) Iν ′+1

(︁
κ5 r4

)︁
(2.74)

F4 =
ZF4
NF4

(2.75)

ZF3 = κ4 µ3 r3 Kν ′+1(κ4 r3)−µ4 ν ′ Kν ′(κ4 r3)−µ3 ν ′ Kν ′(κ4 r3)

−F4 µ3 ν ′ Iν ′(κ4 r3)−F4 µ4 ν ′ Iν ′(κ4 r3)−F4 κ4 µ3 r3 Iν ′+1(κ4 r3)
(2.76)

NF3 = µ3 ν ′ Kν ′(κ4 r3)−µ4 ν ′ Kν ′(κ4 r3)

−κ4 µ3 r3 Kν ′+1(κ4 r3)+F4 µ3 ν ′ Iν ′(κ4 r3)

−F4 µ4 ν ′ Iν ′(κ4 r3)+F4 κ4 µ3 r3 Iν ′+1(κ4 r3)

(2.77)

F3 =
ZF3

r32ν ′ ·NF3
(2.78)

NE2,3 = µ2 −µ3 +F2 µ2 r2
2ν ′

+F2 µ3 r2
2ν ′ −F3 µ2 r2

2ν ′ −F3 µ3 r2
2ν ′

−F2 F3 µ2 r2
4ν ′

+F2 F3 µ3 r2
4ν ′ (2.79)

E2 =
Ke µ2 µ3 r2

ν ′+1 ·
(︂

F3 r2
2ν ′

+1
)︂

ν ′ ·NE2,3
(2.80)

E3 =
Ke µ2 µ3 r2

ν ′+1 ·
(︂

F2 r2
2ν ′

+1
)︂

ν ′ ·NE2,3
(2.81)

E1 = E2 ·
(︃

F2 +
1

r12ν ′

)︃
(2.82)

E4 =
E3 ·

(︂
1

r3
ν ′ +F3 r3

ν ′
)︂

Kν ′(κ4 r3)+F4 Iν ′(κ4 r3)
(2.83)

E5 =
E4 ·

(︁
Kν ′(κ4 r4)+F4 Iν ′(κ4 r4)

)︁

Kν ′
(︁
κ5 r4

)︁
+F5 Iν ′

(︁
κ5 r4

)︁ (2.84)

21



2.4. Sechs-Gebiete-Modell mit bewegtem Rotor

E6 = E5 r5
ν ′ ·
(︂

Kν ′
(︁
κ5 r5

)︁
+F5 Iν ′

(︁
κ5 r5

)︁)︂
(2.85)

2.4.4. Auswertung des Vektorpotentials

Aus der in rotorfesten Koordinaten vorliegenden Lösung des Vektorpotentials für jede Teil-
welle

{︁
kr,ν ′}︁ und jede Region i können alle Feldgrößen, wie zum Beispiel die Wirbelstrom-

dichte J, berechnet werden. Auch folgende integrale Größen werden für jede Felddrehwel-
le einzeln bestimmt: zugehörige Rotorverluste Pr, zugehöriges im Allgemeinen bremsendes
Drehmoment M und die zugehörige Luftspaltleistung Pδ .

2.4.4.1. Feldkomponenten

Auch für sämtliche Feldgrößen gilt der Separationsansatz (2.56), sodass nur die radiusab-
hängigen komplexen Amplituden der einzelnen Feldgrößen ermittelt werden müssen. Dies
geschieht weiterhin getrennt für jede zeitliche und räumliche Ordnung. Auf eine Indizierung
mit

{︁
kr,ν ′}︁ wird zu Gunsten der Übersichtlichkeit verzichtet. Mit dem Rotationsoperator in

Zylinderkoordinaten (2.68) ergeben sich die radiusabhängigen komplexen Amplituden der
magnetischen Flussdichte nach (2.86) und (2.87) aus dem Vektorpotential. Da diese keine
zeitlichen Ableitungen enthalten, sind sie in rotor- und statorfesten Koordinaten gleich. Die
Feldkomponenten der magnetischen Feldstärke folgen aus dem Materialgesetz Hi⃗ = Bi⃗ /µi in
der Region i.

Br (r) =
1
r
· ∂A(r)

∂γ
=

jν ′

r
·A(r) (2.86)

Bγ (r) =−∂A(r)
∂ r

(2.87)

Bei der Ermittlung der elektrischen Feldstärke aus dem Faraday’schen Induktionsgesetz
(∇× E⃗ = −∂ B⃗/∂ t) ergibt sich, dass die elektrische Feldstärke nur eine z-Komponente auf-
weist und aufgrund der zeitlichen Ableitung im Faraday’schen Induktionsgesetz die elektri-
sche Feldstärke in den rotierenden Läuferregionen von der elektrischen Feldstärke im stator-
festen System verschieden ist. In (2.88) und (2.89) sind die komplexen Feldamplituden der
elektrischen Feldstärke im rotorfesten System Ez,r(r) und statorfesten System Ez,s(r) ange-
geben und mit dem Index r bzw. s gekennzeichnet.

Ez,r(r) =−j · kr ·Ωm ·A(r) (2.88)

Ez,s(r) =−j · ks ·Ωm ·A(r) (2.89)

Die Stromdichte in den leitfähigen Rotorregionen weist nur eine z-Komponente auf. Ihre
komplexe Amplitude Jz(r) wird entweder wie in (2.90) aus dem Ohm’schen Gesetz und der

22



2.4. Sechs-Gebiete-Modell mit bewegtem Rotor

elektrischen Feldstärke berechnet oder wie in (2.91) aus dem Ampère’schen Durchflutungs-
satz. Beide Ausdrücke sind entsprechend der Ausgangsgleichung (2.54) äquivalent.

Jz(r) = σ ·Ez,r(r) =−j · kr ·Ωm ·σ ·A(r) (2.90)

Jz(r) =− 1
µi

·
(︄

d2Ai(r)
dr2 +

1
r
· dAi(r)

dr
− ν ′2

r2 Ai(r)

)︄
(2.91)

2.4.4.2. Leistung und Drehmoment

Die Luftspaltleistung ist die vom Stator auf den Rotor über das elektromagnetische Luft-
spaltfeld übertragene Leistung. Die Luftspaltleistung Pδ wird durch das Hüllflächenintegral
der elektromagnetischen Leistungsflussdichte S⃗ (Poynting’scher Vektor) auf einer beliebigen
Luftspalthüllfläche Fδ nach (2.92) und (2.93) berechnet [8, 22, 34].

S⃗ = E⃗ × H⃗ (2.92)

Pδ =
∫︂∫︂

Fδ

S⃗ ·dF⃗ (2.93)

Durch Auswertung auf der Kreiskontur mit r = r3 wird die Luftspaltleistung nach (2.94) in
Abhängigkeit der komplexen Feldamplituden E3,z,s(r3) und H∗

3,γ (r3) separat für jede einzel-
ne Feldwelle ermittelt. Die Indizes

{︁
kr,ν ′}︁ werden weiterhin nicht ausgeschrieben.

Pδ = P3,4 =−π · r3 · le ·Re
{︂

E3,z,s(r3) ·H∗
3,γ (r3)

}︂
(2.94)

Unter Berücksichtigung der bekannten Koeffizienten des Vektorpotentials ergeben sich die in
(2.95) und (2.96) angegebenen Ausdrücke für die komplexen Feldamplituden E3,z,s(r3) und
H3,γ (r3) und damit schlussendlich der Ausdruck (2.97) für die Luftspaltleistung Pδ .

E3,z,s(r3) =−j · ks ·Ωm ·E3 ·
(︂

F3 · rν ′
3 + r−ν ′

3

)︂
(2.95)

H3,γ (r3) =− 1
µ3

·E3 ·
(︂

F3 ·ν ′ · rν ′−1
3 −ν ′ · r−ν ′−1

3

)︂
(2.96)

Pδ = P3,4 =−2π · ks ·Ωm ·ν ′ · le
µ3

·
⃓⃓
E3
⃓⃓2 · Im

{︁
F3
}︁

(2.97)

Das auf den Außenrotor in γ-Richtung antreibend wirkende Drehmoment wird mit Hilfe
des Luftspalthüllflächenintegrals der Maxwell’schen Schubspannung τγ in (2.98) und (2.99)
berechnet [7, 22].

τγ =
Br ·Bγ

µ0
(2.98)
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M =−
∫︂∫︂

Fδ

(r dF⃗)× (τγ e⃗γ ) (2.99)

Wieder wird das Luftspalthüllflächenintegral auf dem Radius r = r3 in (2.100) ausgewertet.
Die komplexe Feldamplitude B3,r(r3) errechnet sich nach (2.101). Die konjugiert komplexe
Feldamplitude B∗

3,γ (r3) ist durch (2.96) bereits bekannt. Damit berechnet sich das Drehmo-
ment nach (2.102).

M =−π · le · r2
3 ·

1
µ3

·Re
{︂

B3,r(r3) ·B∗
3,γ (r3)

}︂
(2.100)

B3,r(r3) = j · ν ′

r3
·E3 ·

(︂
F3 · rν ′

3 + r−ν
3

)︂
(2.101)

M =
2π
µ3

· le ·ν ′2 ·
⃓⃓
E3
⃓⃓2 · Im

{︁
F3
}︁

(2.102)

Aus dem Vergleich von (2.97) und (2.102) folgt die von Asynchronmaschinen bekannte Be-
ziehung (2.103). Demnach entspricht der Quotient aus Luftspaltleistung und Drehmoment
der Synchronwinkelgeschwindigkeit Ωsyn der betrachteten Feldwelle in statorfesten Koordi-
naten. Die mechanische Leistung Pm kann daher nach (2.104) aus dem Schlupf s, welcher in
(2.53) eingeführt wurde, und der Luftspaltleistung Pδ berechnet werden.

Pδ
M

=−ks ·Ωm

ν ′ = Ωsyn (2.103)

Pm = Ωm ·M = (1− s) ·Pδ (2.104)

Die Rotorverluste Pr werden zweckmäßiger Weise aus der Leistungsbilanz nach (2.105) be-
rechnet. In (2.106) werden die Rotorverluste abhängig vom Schlupf s angegeben.

Pr = Pδ −Pm (2.105)

Pr = s ·Pδ (2.106)

Bei der Auswertung von errechneten Rotorverlusten Pr interessiert häufig, zu welchem Teil
diese von Luftspaltleistung Pδ und damit aus elektrischer Eingangsleistung gedeckt werden
und zu welchem Teil diese durch mechanisch aufgenommene Leistung (−Pm) gedeckt wer-
den. Die Aufteilung der Rotorverluste ist schlupfabhängig und in (2.107) bzw. (2.108) ange-
geben. Die Ausdrücke folgen aus einfacher Umformung von (2.104) und (2.106).

Pδ =
1
s
·Pr (2.107)

Pm =
1− s

s
·Pr (2.108)

Abweichend von der bisherigen Auswertung von Luftspaltleistung und Drehmoment auf den
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gesamten Rotor können durch Auswertung der Maxwell’schen Schubspannung und des Poyn-
ting’schen Vektors auf der Hüllfläche bei der Kreiskontur r = r4 zwischen Magnetregion und
Rotorjoch die entsprechenden Größen für Magnetregion und Rotorjoch separat bestimmt wer-
den. Der elektromagnetische Leistungsfluss P4,5 zwischen Magnetregion und Rotorjoch wird
in (2.109) berechnet. Im Sinne einer kompakten Darstellung werden die Feldkomponenten
mit den Koeffizienten E4 und F4 nicht eingesetzt.

P4,5 =−π · r4 · le ·Re
{︂

E4,z,s(r4) ·H∗
4,γ (r4)

}︂
(2.109)

Das Drehmoment Mry, die mechanische Leistung Pm,ry und die Verluste Pr,ry im Rotorjoch
folgen aus (2.110)–(2.112).

Mry =−π · le · r2
4 ·

1
µ4

·Re
{︂

B4,r(r4) ·B∗
4,γ (r4)

}︂
(2.110)

Pm,ry = Ωm ·Mry = (1− s) ·P4,5 (2.111)

Pr,ry = P4,5 −Pm,ry = s ·P4,5 (2.112)

Für die Magnetregion ergibt sich das Drehmoment MM, die mechanische Leistung Pm,M und
die Verluste Pr,M nach (2.113)–(2.115).

MM = M−Mry (2.113)

Pm,M = Ωm ·MM = (1− s) ·
(︁
Pδ −P4,5

)︁
(2.114)

Pr,M = Pδ −P4,5 −Pm,M = s ·
(︁
Pδ −P4,5

)︁
(2.115)

Die übertragenen Leistungen Pδ , P4,5 und (Pδ −P4,5) sind proportional zum Quadrat der Am-
plitude der anregenden Strombelagswelle |Ke|2 im Sinne einer Stromspeisung auf Grund der
vorgegebenen Statorstromamplitude und -frequenz. Folglich haben auch die Wirbelstromver-
luste, das Drehmoment und die mechanische Leistung dieselbe quadratische Abhängigkeit
von der Amplitude des anregenden Strombelags.

2.4.4.3. Induzierte Statorspannung

Jede Statorstrombelagswelle hat in der Statorwicklung eine induzierte Spannung auf Grund
der Selbstinduktion mit Statorfrequenz zur Folge. Diese Spannung führt zusammen mit dem
für die Statorstrombelagswelle ursächlichen Strangstrom zu einer elektrischen Wirkleistung,
die die Luftspaltleistung deckt bzw. im generatorischen Betrieb aufnimmt. Aufgrund des in-
duktiven Charakters der Energieübertragung wird stets auch induktive Blindleistung aufge-
nommen. Die Berechnung der induzierten Spannung erfolgt für jede Teilwelle

{︁
kr,ν ′}︁ sepa-

rat. Auf eine Angabe dieser Indizes wird weiterhin verzichtet.

Zunächst wird, wie in (2.116) dargestellt, der magnetische Statorjochfluss aus dem Luftspalt-
feld berechnet. Die komplexe Amplitude der Statorjochflusswelle heißt Φsy und wird aus der
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komplexen Amplitude der r-Komponente der magnetischen Flussdichte auf der Statorober-
fläche B3,r (r2) nach (2.117) berechnet [E10, 35].

Φsy(t,γs) =− r2 · le
2

·
γs∫︂

γs− π
ν ′

Br(r2, t,γs) dγs (2.116)

Φsy = j · r2 · le
ν ′ ·B3,r(r2) (2.117)

Die induzierte Spannung im Strang w ergibt sich aus dem Faraday’schen Induktionsgesetz
(2.118). Der komplexe Effektivwertzeiger U ind,w,ks,ν ′ wird nach (2.119) aus dem Statorjoch-
fluss Φsy, der Strangwindungszahl Ns und dem Wicklungsfaktor kw,ν ′,w berechnet.

uind,w(t) =− d
dt

Ψw(t) (2.118)

U ind,w =−
√

2 · j · ks ·Ωm ·Ns ·Φsy · k∗w,ν ′,w (2.119)

2.5. Analytische Wirbelstromverlustberechnung der
Prototypmaschine

In diesem Abschnitt werden die Rotorwirbelstromverluste der im Rahmen der Arbeit entstan-
denen Prototypmaschine analytisch berechnet. Dabei werden neben der Angabe der Verluste
auch die berechneten Wirbelstromdichteverteilungen der verlustrelevanten Statorfeldharmo-
nischen diskutiert. Der Vergleich der hier vorgestellten analytisch berechneten Rotorwirbel-
stromverluste mit den simulativ mittels 2D-FE-Feldberechnung und messtechnisch ermittel-
ten Rotorwirbelstromverlusten wird in Abschnitt 5.4 behandelt.

Bei der Prototypmaschine handelt es sich um eine PMSM mit massivem Außenläufer
und Oberflächenmagneten. Im Stator weist die Maschine eine dreisträngige Zweischicht-
Zahnspulenwicklung mit der Lochzahl q = 2/5 auf. Die Auslegung, Berechnung und Kon-
struktion der Prototypmaschine wird detailliert in Kapitel 4 behandelt. Für die folgende analy-
tische 2D-Feldberechnung auf Grundlage eines Ringmodells reicht die Vorgabe der Wicklung
und der wichtigsten Abmessungen aus. Das prinzipielle Urwickelschema der verwendeten
Zahnspulenwicklung mit m = 3 und q = 2/5 ist in Abb. 3.2(a) dargestellt. Bei der Proto-
typmaschine sind die Spulenseiten in der Nut nicht nebeneinander, sondern übereinander an-
geordnet (vgl. Abb. 4.3(b)) und haben geringfügig abweichende Spulenwindungszahlen der
Ober- und Unterschichtspulen von Nc,Us = 207 und Nc,Os = 198 (vgl. Tab. 4.4). Dies wird
mit Hilfe der numerisch berechneten Wicklungsfaktoren aus Abschnitt 2.3.2 berücksichtigt.

Besonders relevant ist die numerische Berechnung der Wicklungsfaktoren bei der Be-
stimmung der Wicklungsfaktoren für die teilweise Speisung der Statorwicklung. Die teil-
weise Speisung der Statorwicklung tritt bei den in Kapitel 3 betrachteten Offshore-
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Windenergieanlagen nach dem Ausfall von einem der beiden dreiphasigen Wechselrichter
auf. Im dann folgenden Notbetrieb speist nur noch der funktionsfähige Umrichter „seine“
Hälfte der Wicklungsleiter, während die andere Hälfte der Wicklungsleiter vom ausgefalle-
nen Umrichter freigeschaltet wird und stromlos bleibt. Eine nähere Beschreibung dieses Not-
betriebs der Windenergieanlage befindet sich in Abschnitt 3.2.1. Bei der Prototypmaschine
wird der Notbetrieb durch entsprechende Verschaltung der aus der Maschine herausgeführten
Klemmen der Spulengruppen nachgeahmt (vgl. Abb. 5.15 und Abb. 5.19).

Im Folgenden werden die Rotorwirbelströme der Prototypmaschine neben der vollständigen
Speisung der Statorwicklung auch für den Betrieb von zwei gegenüberliegenden Quadranten
der Statorwicklung sowie für den Betrieb von vier alternierend angeordneten Oktanten der
Statorwicklung untersucht.

2.5.1. Modellparameter

Im Allgemeinen werden die Radien ri der Ersatzkreisregionen entsprechend den Maschinen-
abmessungen gewählt und sind in Tab. 2.1 angegeben. Eine Ausnahme bildet aufgrund der
vernachlässigten Statornuten der Radius r1. Dieser ist so gewählt, dass die Ringregion des
Statorblechpakets (i = 2) der Höhe des Statorjochs hs,y = 18,3mm entspricht.

Die relative magnetische Permeabilität für die Luftregionen (i = 1,3,6) entspricht dem ma-
terialspezifischen Wert µrel,i = 1. Für die Region i = 4, welche Magnete und luftgefüllte
Pollücke abbildet, wird entsprechend der Raumverhältnisse zu µrel,4 = 1,02 gemittelt. Die re-
lative Permeabilität des Rotorjochs (i= 5) wird aus den Simulationsergebnissen einer zweidi-
mensionalen FE-Berechnung ermittelt. Bei der Simulation wird die Maschine mit sinusförmi-
gem Statorbemessungsstrom bestromt. Es werden keine Wirbelströme zugelassen, indem die
elektrischen Leitfähigkeiten der Magnete und des Rotorjochs zu Null gesetzt werden. Aus den
numerischen Simulationsergebnissen wird die zeitlich und räumlich gemittelte, differentiel-
le relative magnetische Permeabilität ermittelt und als Ersatzgröße verwendet (µrel,5 = 313).
Die magnetische Ersatzpermeabilität des Statoreisens (i = 2) wird so eingestellt, dass die Ra-
dialkomponente der Luftspaltfeldwelle mit ν ′ =−4 und ks =−20 dem Wert der numerischen
Simulation ohne Wirbelströme entspricht. Diese Luftspaltfeldwelle ist die einzige Unterwelle
des Statorluftspaltfelds, also eine Feldwelle mit gegenüber der Arbeitswelle größerer Wellen-
länge. Ein Amplitudenvergleich der Luftspaltfeldwellen mit ν ′ =−28 und ks =−20, welche
die erste Oberwelle und benachbarte Harmonische zur Arbeitswelle sind, ist nicht zweckmä-
ßig, da diese Feldwellen nicht nur Harmonische der Statorwicklung sind, sondern auch durch
die Nutmodulation der Arbeitswelle des Rotors entstehen.

Da das Statoreisenblechpaket lamelliert ist, weisen nur die Permanentmagnetregion und die
Rotorjochregion eine elektrische Leitfähigkeit größer Null auf. Wie in Abschnitt 2.4.1.1 und
Abschnitt 2.4.1.2 erläutert, werden mit Hilfe der in Tab. 2.1 angegebenen materialspezifi-
schen Leitfähigkeiten für jede Wellenlänge unter Berücksichtigung der Endeffekte elektrische
Ersatzleitfähigkeiten berechnet. Die Permanentmagnetpole sind in Umfangsrichtung durch

27



2.5. Analytische Wirbelstromverlustberechnung der Prototypmaschine

Tab. 2.1.: Materialeigenschaften für die analytische Wirbelstromberechnung der Prototypma-
schine für das 6-Gebiete-Modell (Abb. 2.1). Die elektrischen Leitfähigkeiten σi,orig
bezeichnen die Basiswerte bei 40°C, welche abhängig von der Wellenlänge zur Be-
rücksichtigung von Endeffekten modifiziert werden.

i Beschreibung ri/mm µrel,i σi,orig/
(︁
MS/m

)︁

1 Innenluft 310,7 1 0
2 Statorblechpaket 329,0 16 0
3 Luftspalt 331,0 1 0
4 Magnete und Pollücken 339,5 1,02 0,77
5 Rotorjoch 350,0 313 5,99
6 Außenluft ∞ 1 0

Pollücken voneinander getrennt. Jeder Pol besteht aus drei axialen Segmenten, die sich über
die ganze Polbreite ohne Segmentierung in Umfangsrichtung erstrecken.

2.5.2. Ergebnisse für verschiedene Speisetopologien

2.5.2.1. Vollständige Speisung

Bei vollständiger Speisung der mehrphasigen Statorwicklung betragen die lastabhängigen
Rotorverluste bei Stromgrundschwingungsspeisung im Bemessungspunkt mit einem effekti-
ven Strombelag mit dem Spitzenwert

√
2 ·Ke,eff = 1104A/cm und einer Frequenz fN = 20Hz

insgesamt Pr = 122,8W. Die vierzigpolige Prototypmaschine erreicht mit diesem Strom ein
Drehmoment von MN = 2800Nm. Folglich betragen die Rotorwirbelstromverluste nur ca.
0,7% der mechanischen Leistung. Der effktive Strombelag im Bemessungspunkt ergibt sich
nach (2.29) aus dem Bemessungsstrom Is,N = 33,2A und einer Strangwindungszahl von
Ns = 810 entsprechend der Wicklungsauslegung in Abschnitt 4.1.4. Die spektrale Verteilung
von Wicklungsfaktor kw,ν ′ , Schlupf sν ′ , Luftspaltleistung Pδ ,ν ′ , mechanischer Bremsleistung
−Pm,ν ′ sowie der Rotorverlustleistung Pr,ν ′ in Abhängigkeit der Ordnungszahl ist in Abb.
2.2 dargestellt. Da hier ausschließlich Grundschwingungsspeisung betrachtet wird, treten nur
die zeitlichen Ordnungen ks = ±p auf. Für die dargestellten Spektren gilt ks = −p, sodass
mitlaufende Feldwellen eine positive räumliche Ordnungszahl aufweisen.

Anhand der gezeigten Wicklungsfaktoren kw,ν ′ lassen sich die wichtigsten Charakteristika
der eingesetzten Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit m = 3 und q = 2/5 ablesen: Es exis-
tiert eine Unterwelle ν =−0,2 mit einem Wicklungsfaktor von kw = 0,067. Die Arbeitswelle
mit ν = 1 hat unter Berücksichtigung des Einflusses der Nutöffnungen einen Wicklungsfak-
tor kw = 0,927. Wie bei allen Zahnspulenwicklungen handelt es sich bei der Arbeitswelle um
eine Nutharmonische, die gemeinsam mit einer benachbarten Oberwelle mit ν = −1,4 und
gleich hohem Wicklungsfaktor als Nutharmonischenpaar auftritt. Da der Einfluss der gleich-
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mäßigen Stromverteilung längs der Nutöffnung bei der Berechnung der Wicklungsfaktoren
berücksichtigt wird, klingen die Wicklungsfaktoren nach (2.27) mit zunehmendem Betrag
der räumlichen Ordnung ab.

Die erste Oberwelle mit ν = −1,4 ist für ca. 81% der gesamten Rotorverluste verantwort-
lich. Die Unterwelle mit ν = −0,2 hat einen Anteil von ca. 13% an den gesamten Rotor-
verlusten. Weitere Statorfeldharmonische höherer Ordnung sind für die Rotorverluste nicht
mehr relevant, da sie aufgrund ihrer kurzen Wellenlänge den großen effektiven Luftspalt
r4 − r2 = 10,5mm nicht mit ausreichend hoher magnetischer Flussdichteamplitude überwin-
den. Die beiden Harmonischen mit ν = −1,4 und ν = −0,2 rotieren entgegengesetzt zur
Arbeitswelle und arbeiten daher im Bremsbetrieb mit einem Schlupf s > 1. Im Bremsbetrieb
wird von der Maschine sowohl mechanische Bremsleistung −Pm > 0 als auch Luftspaltleis-
tung Pδ > 0 aufgenommen und im Rotor als Verlustleistung Pr = Pδ +(−Pm) dissipiert.

Die mit der Arbeitswelle mitlaufenden Statorfeldharmonischen höherer Ordnung, wie zum
Beispiel ν = 3,4 mit s = −2,4, arbeiten im Generatorbetrieb mit Schlupf s < 0 und spei-
sen einen Teil der mechanischen Bremsleistung (−Pm) über die Luftspaltleistung Pδ =

(−Pm)/(s−1) in das elektrische Statorsystem zurück. Allerdings führen betragsmäßig hohe
Schlupfwerte zu betragsmäßig kleinen Luftspaltleistungen.

In Abb. 2.3 wird die spektrale Verlustverteilung für Rotorjoch und Permanentmagnetregi-
on separat dargestellt. Auch die elektrischen Ersatzleitfähigkeiten sind dargestellt und zei-
gen den Einfluss der Endeffekte bzw. Segmentierung, welcher insbesondere bei langwelligen
(Unter-)Wellen zu signifikant kleineren elektrischen Ersatzleitfähigkeiten führt. Ca. 70% der
gesamten Rotorverluste Pr treten als Verlustleistung Pr,ry im massiven Rotorjoch auf und ca.
30% in den Permanentmagneten. Während im massiven Rotorjoch auch die Unterwelle mit
ν = −0,2 zu Wirbelstromverlusten führt, sind die Wirbelstromverluste dieser Unterwelle in
den Permanentmagneten Pr,M vernachlässigbar, da aufgrund der Pollücken eine elektrische
Isolation der einzelnen Pole vorliegt, die zu einer elektrischen Ersatzleitfähigkeit σ ≈ 0 in
der Permanentmagnetregion für die Unterwelle mit ν =−0,2 führt.

Die magnetischen Feldlinienbilder und Wirbelstromdichteverteilungen sind bei Speisung der
vollständigen Statorwicklung mit dem Grundschwingungsstrom IN = 33,2A und fN = 20Hz
für die Unterwelle mit ν = −0,2 in Abb. 2.4 (a) und (b) dargestellt und für die Oberwelle
mit ν = −1,4 in Abb. 2.4 (c) und (d). Jeweils ist ein Achtel des Prototyps gezeigt. Dement-
sprechend sind ein Pol der Unterwelle mit ν = −0,2 und sieben Pole der Oberwelle mit
ν = −1,4 abgebildet. Aufgrund der ungeraden Polzahl in beiden Fällen sind die Darstellun-
gen antiperiodisch fortsetzbar. Für beide Feldwellen ist die mit Ωsyn markierte Drehrichtung
der Feldwelle der mit Ωm bezeichneten Drehrichtung des Rotors entgegengesetzt. Die Wir-
belstromschleppen bilden sich entgegen der relativen Bewegungsrichtung aus.
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Abb. 2.2.: Speisung der vollständigen Statorwicklung der Prototypmaschine mit dem Grund-
schwingungsstrom IN = 33,2A und fN = 20Hz: (a) Numerisch berechnete Wick-
lungsfaktoren kw,ν ′ , (b) Schlupf sν ′ und (c) analytisch berechnete, spektrale Rotor-
verluste Pr,ν ′ (Gesamtrotorwirbelstromverluste Pr = 122,8W).
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Abb. 2.3.: Zu Abb. 2.2 Speisung der vollständigen Statorwicklung der Prototypmaschine mit
dem Grundschwingungsstrom IN = 33,2A und fN = 20Hz: (a) Analytisch berech-
nete, spektrale Rotorjochverluste Pr,ry,ν ′ (Gesamtrotorjochverluste Pr,ry = 86,3W),
(b) elektrische Ersatzleitfähigkeit σ5,ν ′ im Rotorjoch, (c) analytisch berechnete,
spektrale PM-Verluste Pr,M,ν ′ (PM-Gesamtverluste Pr,M = 36,5W) und (d) elektri-
sche Ersatzleitfähigkeit σ4,ν ′ in PM.
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Abb. 2.4.: Speisung der vollständigen Statorwicklung der Prototypmaschine mit dem Grund-
schwingungsstrom IN = 33,2A und fN = 20Hz: Analytisch berechnete, magneti-
sche Feldlinienbilder und Wirbelstromdichteverteilung: In (a) und (b) ist ein Pol
der Unterwelle ν =−0,2 dargestellt und in (c) und (d) sieben Pole der Oberwelle
mit ν = −1,4. Region 2: Stator, Region 4: Permanentmagnete, Region 5: Rotor-
joch.
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2.5. Analytische Wirbelstromverlustberechnung der Prototypmaschine

2.5.2.2. Speisung von zwei Quadranten

Bei der quadrantenweisen Speisung wird der Ausfall von einem der beiden Umrichter einer
Windenergieanlage nachgeahmt. Im Notbetrieb mit nur einem funktionsfähigen Umrichter
kommt es aufgrund der Wicklungsverschaltung zu einer am Umfang abwechselnden Spei-
sung von jeweils zwei stromführenden mit zwei leerlaufenden Wickelschemata, wie in Abb.
2.5 dargestellt. Bei dem Wickelschema handelt es sich um ein halbes Urwickelschema mit
ungerader Polzahl. Die langwelligste Unterwelle ist mit einer Konturlinie in Abb. 2.5(b) mar-
kiert und hat die relative Ordnung |ν | = 0,1. Das Zustandekommen der zusätzlichen Unter-
wellen wird im Abschnitt 3.2.1 detailliert diskutiert. Da die lokal zulässigen Statorstrom-
wärmeverluste unverändert gegenüber der vollständigen Speisung sind, werden die Wirbel-
ströme für den gleichen Spulenstrom wie bei der vollständigen Wicklungsspeisung berech-
net. Dies bedeutet bei gleicher Strangwindungszahl eine Halbierung des Strangstroms auf
Is = IN/2 = 16,6A entsprechend der Verschaltung nach Abb. 5.15. Näherungsweise erreicht
die Maschine so das halbe Bemessungsdrehmoment. Die analytisch berechneten Rotorwir-
belstromverluste betragen Pr = 70,8W, was ca. 58% der Wirbelstromverluste bei vollständi-
ger Speisung entspricht und für die Rotorkomponenten thermisch unkritisch ist.
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Abb. 2.5.: Quadrantenweise Speisung der Zweischichtwicklung mit m = 3 und q = 2/5.

In Abb. 2.7 werden die numerisch berechneten Wicklungsfaktoren kw,ν ′ , der Schlupf sν ′ und
die Rotorverluste Pr,ν ′ spektral für Grundschwingungsstromspeisung mit Is = 16,6A darge-
stellt. Aufgrund der abschnittsweisen Statorwicklungsspeisung treten um die bekannten Ord-
nungszahlen der Statorfeldharmonischen bei vollständiger Speisung Ordnungszahlen wei-
terer Feldharmonischer auf. Die daraus resultierenden Statorfeldharmonischen im Bereich
ν ∈ (0 . . .1) arbeiten motorisch und treiben den Rotor verlustbehaftet an. Der Anteil der Ver-
luste im Rotorjoch wächst im Vergleich zur vollständigen Speisung um vier Prozentpunkte
auf 74% an. Dementsprechend beträgt der Verlustanteil für die Magnete rund 26%. Eine
Darstellung der spektralen Verlustverteilung über den Ordnungszahlen und der elektrischen
Leitfähigkeiten separat für Rotorjoch und Permanentmagnete ist im Anhang A.4 in Abb. A.15
enthalten.
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2.5.2.3. Speisung von vier Oktanten

Alternativ zur quadrantenweisen Speisung von Abschnitt 2.5.2.2 kann die Wicklung auch
nach Abb. 5.19 verschaltet werden, sodass beim nachgeahmten Ausfall eines speisenden
Umrichters die Statorwicklung in alternierenden Oktanten gespeist wird (s. Abb. 2.6). Die
langwelligste Unterwelle hat dann die relative räumliche Ordnung |ν |= 0,2 (s. Abb. 2.6(b)).
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Abb. 2.6.: Oktantenweise Speisung der Zweischichtwicklung mit m = 3 und q = 2/5.

In Abb. 2.8 sind die Wicklungsfaktoren kw,ν ′ , der Schlupf sν ′ und die Rotorwirbelstromver-
luste Pr,ν ′ spektral dargestellt. Der Statorstrom beträgt wie bei der Speisung von zwei Qua-
dranten Is = IN/2 = 16,6A. Durch die kürzeren Speiseabschnitte treten die Ordnungszahlen
der neu hinzugekommenen Feldharmonischen um die Ordnungszahlen der „regulären“ Feld-
harmonischen der Statorwicklung bei vollständiger Wicklungsspeisung in doppelt so großem
spektralen Abstand auf wie bei der Speisung von zwei Quadranten. Insgesamt betragen die
berechneten Rotorwirbelstromverluste Pr = 79,0W, was 64% der Wirbelstromverluste bei
vollständiger Speisung und Bemessungsstrom Is = IN entspricht. Verglichen mit der Spei-
sung von zwei Quadranten sind die Rotorwirbelstromverluste um sechs Prozentpunkte höher.
Rund 78% der gesamten Rotorverluste treten im Rotorjoch auf, während ca. 22% in den Per-
manentmagneten auftreten. Eine Darstellung der spektralen Verlustverteilung und der elek-
trischen Leitfähigkeiten separat für Rotorjoch und Permanentmagnete ist im Anhang A.4 in
Abb. A.16 enthalten.

2.5.2.4. Zusammenfassung

Die analytische Wirbelstromberechnung für die Prototypmaschine bei Speisung der Stator-
wicklung mit Grundschwingungsstrom IN/2 = 33,2A ergibt bei der Bemessungsdrehzahl
nN = 60min-1 relative Rotorverluste von 0,7% der mechanischen Leistung bei vollständi-
ger Speisung. Unter der vereinfachenden Annahme einer proportionalen Abhängigkeit von
Strom und Drehmoment erhöht sich dieses Verhältnis bei quadrantenweiser Speisung und
halbem Bemessungsstrom auf 0,8% bzw. bei oktantenweiser Speisung und halbem Bemes-
sungsstrom auf 0,9%. Trotzdem treten bei vollständiger Statorspeisung und Bemessungs-
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Abb. 2.7.: Zwei-Quadranten-Speisung der Statorwicklung der Prototypmaschine mit Grund-
schwingungsstrom IN/2 = 16,6A und fN = 20Hz: (a) Numerisch berechnete
Wicklungsfaktoren kw,ν ′ , (b) Schlupf sν ′ und (c) analytisch berechnete, spektra-
le Rotorverluste Pr,ν ′ (Gesamtrotorwirbelstromverluste Pr = 70,8W).
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Abb. 2.8.: Vier-Oktanten-Speisung der Statorwicklung der Prototypmaschine mit Grund-
schwingungsstrom mit IN/2 = 16,6A und fN = 20Hz: (a) Numerisch berechnete
Wicklungsfaktoren kw,ν ′ , (b) Schlupf sν ′ und (c) analytisch berechnete, spektrale
Rotorverluste Pr,ν ′ (Gesamtrotorwirbelstromverluste Pr = 79,0W).
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strom absolut gesehen die höchsten Rotorwirbelstromverluste mit Pr = 122,8W auf. Grund
hierfür sind zum einen die zur Arbeitswelle benachbarte Harmonische mit ν = −1,4 der
Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit q = 2/5 und zum anderen die näherungsweise quadra-
tische Abhängigkeit der Rotorverluste vom Strombelag. Bei Speisung der halben Statorwick-
lung muss aufgrund der lokalen Wicklungserwärmung der Statorstrom halbiert werden.

Größere Rotorwirbelstromverluste treten erst bei Überlast oder höheren Frequenzen auf. Da-
her wird bei der Vermessung der Prototypmaschine in Kapitel 5 die Maschine bis zur 1,9-
fachen Überlast und bis zur doppelten Drehzahl 2 ·nN = 120min-1 betrieben.
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3. Windgenerator

3.1. Einführung

In getriebelosen Offshore-Windenergieanlagen großer Leistung von ca. 1 MW bis ca. 14 MW
werden häufig permanentmagneterregte Synchronmaschinen (PMSM) mit massivem Rotor-
joch in Außenläufer-Bauweise eingesetzt [6, 36–39]. Durch die fehlende Lamellierung des
Rotoreisens können dort infolge harmonischer Effekte der Feldverteilung, aber auch der
Stromkurvenform, erhöhte Wirbelstromverluste auftreten, die einerseits den Wirkungsgrad
des Generators herabsetzen und andererseits zu einer unzulässigen Erwärmung der dort ein-
gesetzten Selten-Erd-Magnete (zumeist NdFeB-Material) führen können [40–42]. Um Ro-
torwirbelstromverluste wirkungsvoll zu begrenzen, wird die Statorwicklung vorzugsweise
als verteilte Wicklung ausgeführt [E7, 43]. Verteilte Wicklungen weisen nur wenige und am-
plitudenmäßig relativ kleine räumliche Harmonische des Statorfeldes auf, welche asynchron
zum Rotor umlaufen und diesen induzieren. Im Folgenden werden zwei Entwicklungstrends
vorgestellt, die zu problematischen Harmonischen im Statorfeld führen können:

1. Fallweise werden PMSM mit Zahnspulenwicklungen eingesetzt. Im Jahr 1996
wurde von Spooner ein modulares Zahnspulensystem für getriebelose PMSM-
Windgeneratoren ausgelegt und als Demonstrator im Labormaßstab gebaut [44].
Kommerziell verfügbar sind getriebelose PMSM-Windenergieanlagen mit Zahnspu-
lenwicklungen seit Mitte der 2000er-Jahre beispielsweise beim Unternehmen Leit-
ner [45–47]. Unter anderem in [48–50] wird das Thema Zahnspulenwicklungen in
getriebelosen PMSM-Windenergieanlagen zur Steigerung der Einheitsleistung und
Ausnutzung behandelt. Der Trend zu größeren Einheitsleistungen bei Offshore-
Windenergieanlagen ist dabei auf die hohen einheitsbezogenen Installations- und War-
tungskosten zurückzuführen, die bei steigender Anlagengröße in einem günstigeren
Verhältnis zum Windenergieertrag stehen [51].

Zahnspulenwicklungen haben im Gegensatz zu verteilten Wicklungen einen axial sehr
kurzen Wickelkopf, der keine Überkreuzungen der Spulen aufweist, sodass diese
Wicklungen vergleichsweise kostengünstig gefertigt werden können. Ferner werden
dadurch axialer Bauraum sowie Stromwärmeverluste im Wickelkopf reduziert. Über-
dies erlauben Zahnspulenwicklungen relativ einfach eine modulare Statorbauweise, die
auf fertig bewickelten und elektrisch isolierten Statorsegmenten beruht und bei großen
direktangetriebenen Generatoren mit Außendurchmessern größer als 4m bei Straßen-
transporten zwingend notwendig ist.
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3.2. Auswahl der Statorwicklung

2. Hochpolige Generatoren speisen fallweise über mehrere dreiphasige Umrichter in das
Netz ein. Hierbei entsteht die Möglichkeit eines fehlertoleranten Weiterbetriebs (Re-
dundanzbetrieb) bei Störung eines einzelnen Umrichters, was ein im Vergleich zu ande-
ren Ursachen relativ häufiger Grund für den Ausfall einer Windenergieanlage ist [52].
Abhängig vom Standort und der Jahreszeit sind bei Offshore-Windenergieanlagen teil-
weise monatelang keine Reparaturen möglich. Dies führt bei totalem Anlagenausfall
zu hohen Kosten, die durch einen leistungsreduzierten Weiterbetrieb signifikant ver-
ringert werden. Die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten Redundanzkonzepte basie-
ren auf einer teilweisen Speisung der Statorwicklung mit stromlosen Abschnitten. Die
Konzepte werden in Abschnitt 3.2.1 detailliert dargestellt und unterscheiden sich ins-
besondere in Abhängigkeit von der Strangzahl der Statorwicklung. In jedem Fall weist
das Statorluftspaltfeld im Redundanzbetrieb weitere räumliche Harmonische auf, die
zu zusätzlichen Rotorwirbelstromverlusten führen und bei der Maschinenauslegung zu
berücksichtigen sind.

In diesem Kapitel wird die optimale Generatorauslegung für verteilte Wicklungen und Zahn-
spulenwicklungen unter Berücksichtigung der thermischen Zulässigkeit des Weiterbetriebs
beim Ausfall von einem der zwei dreiphasigen Spannungszwischenkreis-Umrichtern behan-
delt. Das wesentliche Optimierungspotential der Zahnspulenwicklungen gegenüber verteilten
Wicklungen liegt in den axial kürzeren Wickelköpfen, sodass bei gleichen Außenabmessun-
gen durch die größere axiale Eisenlänge ein größeres Aktivvolumen erreicht wird. Dadurch
wird bei gleicher Leistung eine geringere elektromagnetische Ausnutzung möglich, was sich
positiv auf den Wirkungsgrad auswirken kann.

Hierfür werden zunächst geeignete Zahnspulenwicklungen identifiziert. Dies geschieht durch
eine schnelle, analytische Berechnung der Rotorwirbelstromverluste. Danach erfolgt eine nu-
merische Optimierung des Blechschnitts für eine in der Praxis im Einsatz befindliche verteilte
Statorwicklung und zwei ausgewählte Zahnspulenwicklungen durch den Einsatz von elek-
tromagnetischen 2D-FE-Simulationen und einer genetischen Mehrziel-Optimierung [E7, 53,
54]. Aus den gewonnenen Approximationen an die Pareto-Fronten werden Maschinenent-
würfe mit gleicher Magnetmasse ausgewählt. Die ausgewählten Varianten werden mithilfe
transienter, nichtlinearer Finite-Elemente-Berechnungen nachgerechnet, um die Entwurfsva-
rianten anhand ihrer Gesamtverluste Pd und anhand des Grundschwingungsleistungsfaktors
cosϕs,1, der die Umrichtergröße bestimmt, vergleichen zu können. Abschließend findet eine
Untersuchung zur magnetischen Geräuschanregung und zur Geräuschabstrahlung statt.

3.2. Auswahl der Statorwicklung

3.2.1. Redundanzbetrieb bei teilweisem Umrichterausfall

Die in der vorliegenden Arbeit betrachteten hochpoligen Generatoren sind Niederspannungs-
maschinen mit einer verketteten Spannung UN < 1000V und speisen über zwei dreiphasi-
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3.2. Auswahl der Statorwicklung

ge Spannungszwischenkreis-Umrichter in das Netz ein. Solche Anordnungen werden in der
Praxis öfter eingesetzt. Im Fehlerfall eines der beiden Umrichter wird die Windenergieanlage
mit näherungsweise halber Leistung weiterbetrieben, indem die betroffenen Zweige der Sta-
torwicklung vom fehlerhaften Umrichter freigeschaltet werden und nur der funktionsfähige
Umrichter die mit ihm elektrisch verbundenen Zweige bzw. Stränge der Statorwicklung wei-
ter speist. Die konkrete Art der Speisung ist von der Strangzahl der Statorwicklung abhängig
und wird im Folgenden zunächst für die dreisträngigen Wicklungen und anschließend für die
sechssträngigen Wicklungen erläutert.

gespeistes Wickelschema (Umrichter I)

stromloses Wickelschema (Umrichter II)

Ausdehnung der langwelligsten
subharmonischen Luftspaltfeldwelle

Abb. 3.1.: Statorwicklung mit 72 Wickelschemata am Umfang bei Zwei-Quadranten-
Speisung im Redundanzbetrieb. Umrichter I ist funktionsfähig und speist zwei ge-
genüberliegende Quadranten der Statorwicklung. Umrichter II ist defekt und von
der Wicklung getrennt, daher sind die anderen beiden Quadranten der Statorwick-
lung stromlos.

Aus der Vorgabe des Einsatzes von nur zwei dreiphasigen Umrichtern folgt, dass dreisträngi-
ge Wicklungen im Gegensatz zu sechssträngigen Wicklungen eine abschnittsweise Speisung
von vollständigen Urwickelschemata ermöglichen. Dabei treten zusätzliche langwellige Sub-
harmonische im Statorfeld auf, die aufgrund ihrer Langwelligkeit den magnetischen Luftspalt
mit vergleichsweise hoher Amplitude überwinden und hohe Wirbelströme auf der Rotorseite
verursachen können. Die Ausprägung und die resultierenden Parasitäreffekte dieser langwel-
ligen Unterwellen sind von der konkreten Anordnung der gespeisten und stromlosen Sektoren
der Statorwicklung abhängig. Für die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten Windgeneratoren
mit einer dreisträngigen Wicklung wird stets eine quadrantenweise Speisung der Statorwick-
lung angenommen. Diese erlaubt beim Ausfall eines Umrichters den Weiterbetrieb mit zwei
gegenüberliegenden Quadranten der Statorwicklung nach Abb. 3.1. In [E4] wird gezeigt, dass
eine Speisung von zwei gegenüberliegenden Quadranten der Statorwicklung aus den folgen-
den Gründen vorteilhaft ist.

1. Die in gespeisten und stromlosen Abschnitten unterschiedlich großen, wirksamen
Radial- und Schubkräfte kompensieren sich durch die diametrale Anordnung der ge-
speisten und stromlosen Abschnitte. Auf die Hauptelemente wirken keine resultieren-
den translativen Kräfte, wie es bei der Speisung einer Maschinenhälfte bei stromloser
zweiter Hälfte der Fall ist.
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2. Die Quadranten-Speisung sorgt durch ihre geringe Anzahl von Wechseln zwischen
gespeisten und stromlosen Abschnitten sowie durch die damit einhergehende, große
räumliche Ausdehnung der Abschnitte für vergleichsweise geringe zusätzliche Rotor-
wirbelstromverluste in den Übergangszonen.

Ein Vergleich der Speisung in Quadranten und Oktanten erfolgt im Rahmen dieser Arbeit für
die verkleinerte Prototypmaschine in Abschnitt 5.4, wobei die Wirbelstromverluste rechne-
risch, simulativ und messtechnisch ermittelt werden.

Bei sechssträngigen Wicklungen ergibt sich im Redundanzbetrieb mit nur einem dreiphasi-
gen Umrichter das Problem, dass nur drei Stränge gespeist werden können und somit auch
abschnittsweise keine Speisung des gesamten Wickelschemas möglich ist. Im Redundanzbe-
trieb ergibt sich daher ein häufiger Wechsel von kurzen gespeisten und stromlosen Abschnit-
ten am Statorumfang mit entsprechend mehr Statorluftspaltfeldharmonischen mit größerer
Amplitude, welche signifikante Rotorwirbelstromverluste verursachen.

Im Rahmen dieser Arbeit wird nicht auf Notbetriebsstrategien eingegangen, die eine Ände-
rung der Verschaltung der Wicklung benötigen. Hierzu zählt die Speisung aller parallelen
Stränge der Statorwicklung vom verbleibenden Umrichter. Grund für diesen Ausschluss ist
der zusätzliche Bedarf an Verkabelung und Schaltern mit entsprechenden Mehrkosten.

3.2.2. Betrachtete Wicklungsvarianten

Die Vielfalt an möglichen Zahnspulenwicklungen macht es notwendig, eine Vorauswahl zu
treffen, für die im Anschluss eine rechenintensive numerische Optimierung des Blechschnitts
durchgeführt wird. Zahnspulenwicklungen können durch Strangzahl m, Lagenzahl, Lochzahl
q und Polpaarzahl p beschrieben werden [7]. In der vorliegenden Auslegung sind vor allem
die Wirbelstromverluste im massiven Rotorjoch kritisch, sodass eine Zahnspulenwicklung
mit möglichst wenigen und amplitudenmäßig geringen räumlichen Harmonischen des Sta-
torfeldes gewählt werden muss.

Zweischicht-Zahnspulenwicklungen weisen generell geringere Harmonische auf als
Einschicht-Zahnspulenwicklungen [39]. Deshalb werden letztere für die Auslegung nicht
beachtet. Die Lochzahl einer Zahnspulenwicklung kann als echter Bruch mit q = qZ/qN
ausgedrückt werden, wobei qZ und qN natürliche, teilerfremde Zahlen sind. Zahnspulen
mit akzeptablem Wicklungsfaktor nahe Eins liegen im Bereich q ≈ 1/m, aber q ̸= 1/m,
da q = 1/m auf unsymmetrische Wicklungen führt und ausgeschlossen wird [7]. Mit stei-
gendem Bruchlochnenner qN nimmt die Anzahl der Nuten je Urwickelschema zu und die
Ordnungszahl der Arbeitswelle steigt. Das bedeutet, dass mit steigendem Bruchlochnenner
qN immer mehr Unterwellen hinzukommen, die aufgrund ihrer Langwelligkeit den magne-
tisch wirksamen Luftspalt relativ leicht überwinden und hohe Wirbelströme im massiven
Rotorjoch treiben können. Daher kommen hier nur Bruchlochwicklungen mit relativ kleinem
Bruchlochnenner qN in Frage. Der Sonderfall der Zweischicht-Bruchlochwicklung mit m = 3
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Tab. 3.1.: Gewählte Wicklungsvarianten für die Voruntersuchung. Z: Zahnspule, V: Verteilte
Wicklung, *: analytische Berechnung.

Bezeichnung Z1 Z2 Z3 Z4 V1

Strangzahl m 3 3 3 6 3
Lagenzahl 2 2 2 2 1
Lochzahl q 1/2 2/5 3/8 1/5 1
Polpaarzahl im Urschema pu 1 5 4 5 1
relative Ordnung ν der
Unterwellen

- −1/5 1/4
−1/2

- -

Nutzahl im Urschema Qu 3 12 9 12 6
Wicklungsfaktor der
Arbeitswelle kw,p

0,866 0,933 0,945 0,966 1

Ober- und Unterwellen-
streuziffer σo

0,462 0,968 1,18 0,836 0,097

Polzahl 2p 192 180 192 180 144
Nutzahl Q 288 216 216 216 432

Wirbelstromverluste im Rotor-
joch im Normalbetrieb*

27,9kW 243kW 304kW 158kW 0,6kW

Wirbelstromverluste im Rotor-
joch im Redundanzbetrieb*

16,5kW 122kW 155kW 337kW 34,1kW

Rotorwirbelstromverluste
thermisch zulässig

ja ja nein nein ja

und q = 1/2 weist keine Unterwellen auf und erscheint daher in besonderem Maße geeignet.
Allerdings beträgt der analytisch berechnete Wicklungsfaktor der Arbeitswelle in diesem
Fall nur kw,p = 0,866 und ist im Vergleich zum Optimalwert kw,p = 1 relativ gering.

Im Folgenden werden die in Tab. 3.1 angegebenen fünf Wicklungskandidaten betrachtet: Drei
Zahnspulenwicklungen mit m = 3, die im Redundanzbetrieb mit abschnittsweiser Speisung
ganzer Urwickelschemata weiter arbeiten können, und eine Zahnspulenwicklung mit m = 6,
die im Redundanzbetrieb nur eine teilweise Speisung des Urwickelschemas mit dem verblei-
benden, intakten dreiphasigen Umrichter ermöglicht. Zu Vergleichszwecken wird auch eine
dem Stand der Technik entsprechende verteilte Einschichtwicklung mit q = 1 betrachtet [43].
Die Polzahlen der abgeleiteten Maschinenvarianten wurden wie folgt gewählt: Ausgehend
von 180 Polen für q = 2/5 sollen sich ähnliche Nutteilungen ergeben, d.h. die Zahnspulen-
maschinen werden mit deutlich mehr Polen ausgeführt als die Maschine mit der verteilten
Wicklung. Überdies muss der vorteilhafte Redundanzbetrieb mit zwei gegenüberliegenden,
gespeisten Quadranten in ganzen Urwickelschemata möglich sein (s. Abb. 3.1).
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3.2.3. Analytische Wirbelstromberechnung

Die Varianten werden anhand der analytisch berechneten Rotorwirbelstromverluste im Nor-
malbetrieb und Redundanzbetrieb bei Ausfall eines Umrichters bewertet. Die Berechnung
erfolgt mit Hilfe des analytischen, zweidimensionalen und linearen Sechs-Gebiete-Modells,
welches in Kapitel 2 dargestellt ist. Dabei wird für alle Wicklungsvarianten die gleiche ideelle
Eisenlänge le = 1635mm in Tab. 3.3 vorgegeben und die gleiche radiale Bauraumaufteilung
nach Tab. 3.2 verwendet. Die Wirbelstromberechnung erfolgt stets für den Bemessungspunkt
eines Referenzgenerators mit einer Drehzahl nN = 10,2min-1 und mit einem Drehmoment
MN = 8,3MNm. Entsprechend der Polzahl der Wicklungsvarianten ergeben sich daher un-
terschiedliche Statorfrequenzen fs = n · p. Die Bestromung für jede der fünf Wicklungen
Z1 bis Z4 bzw. V1 wird so eingestellt, dass der Effektivwert der Strombelagsarbeitswelle
Ke,p/

√
2 = 1500A/cm beträgt, was dem Strombelag des Referenzgenerators mit Wicklung

V1 für das gegebene Bemessungsdrehmoment entspricht.

Die Amplituden der räumlichen Harmonischen des Statorstrombelags folgen unter Berück-
sichtigung der Wicklungsfaktoren kw,ν ′ der jeweiligen Wicklungsvariante. Im Redundanzbe-
trieb nach Ausfall eines der beiden Umrichter ergibt sich nach dem Prinzip eines konstanten
Ausgangsstromes des verbleibenden Einzelumrichters der halbe effektive Strombelag. Für
die Berechnung der räumlichen Harmonischen des Statorstrombelags werden nun numerisch
bestimmte Wicklungsfaktoren, die die abschnittsweise Statorspeisung berücksichtigen, ver-
wendet. Sowohl für den Normalbetrieb als auch für den Redundanzbetrieb wird jeweils nur
die Stromgrundschwingung betrachtet. Zusätzliche Rotorverluste durch Stromoberschwin-
gungen bleiben unberücksichtigt.

Die Bewertung der Wicklungsvarianten Z1, . . . , V1 erfolgt durch den Vergleich der errech-
neten Rotorjochwirbelstromverluste mit den thermisch zulässigen Rotorjochwirbelstromver-
lusten. Letztere werden mit Hilfe der ebenfalls in Tab. 3.3 angegebenen zulässigen Rotorer-
wärmung ∆ϑr unter Berücksichtigung des inneren Luft-Kühlkreislaufs und der äußeren kon-
vektiven Kühlung des Rotors zu 249kW berechnet [E7]. Damit liegt die thermische Grenze
der Rotorverluste bei ca. 2,8% der Eingangsleistung. Dieser vergleichsweise hohe Wert ist
aufgrund der Außenläuferanordnung mit beidseitiger Rotorkühlung möglich.

Für alle Wicklungskandidaten werden die gleichen, in Tab. 3.2 dargestellten, Materialpara-
meter verwendet. Unter der Annahme einer hinreichend feinen Magnetsegmentierung sind
die Wirbelströme in den Magneten vernachlässigbar, sodass die elektrische Leitfähigkeit die-
ser Region zu Null gesetzt wird. Da die relative magnetische Permeabilität der Selten-Erd-
Magnete nahe Eins ist und hier zu µrel,4 = 1 gesetzt wird, können Luftspalt und Magnete
zu einer gemeinsamen Region 3,4 zusammengefasst werden. Problematisch ist die Festle-
gung einer konstanten magnetischen Permeabilität des Rotorjochs µrel,5, da durch den Skin-
effekt der magnetische Fluss der asynchron umlaufenden Feldwellen an die Oberfläche auf
der Innenseite der massiveisernen Rotorglocke gedrängt wird. Dies führt zu einer lokalen Ei-
sensättigung in einer Randschicht nahe der Oberfläche, wo die magnetische Flussdichte am
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größten ist. Die Abschätzung der relativen Permeabilität in Tab. 3.2 mit µrel,5 = 100 für die-
se Sättigung geht auf Vergleiche mit feldnumerischen Simulationen zurück [E4]. Allerdings
wird abhängig von der Wellenlänge die elektrische Leitfähigkeit des Rotorjochs angepasst,
um Endeffekte adäquat abzubilden. Die Berechnung der elektrischen Ersatzleitfähigkeit ist
in Abschnitt 2.4.1.2 dargestellt.

Nach dem Kriterium der thermischen Zulässigkeit der Rotorverluste im Normal- und Re-
dundanzbetrieb können nur die Zahnspulenwicklungen Z1 (m = 3, q = 1/2) und Z2 (m = 3,
q = 2/5) sowie die verteilte Wicklung V1 (m = 3, q = 1) eingesetzt werden. Dementspre-
chend werden für diese drei Varianten in Abschnitt 3.3 Blechschnittoptimierungen durchge-
führt. Nachfolgend wird die spektrale Zusammensetzung der in Tab. 3.1 aufgeführten ku-
mulierten Rotorjochwirbelstromverluste Pr für alle betrachteten Wicklungsvarianten bei Nor-
malbetrieb und bei Redundanzbetrieb dargestellt.

Tab. 3.2.: Materialeigenschaften für die analytische Wirbelstromberechnung mit dem 6-
Gebiete-Modell (Abb. 2.1). Die elektrischen Leitfähigkeiten σi,orig sind die Ba-
siswerte, welche abhängig von der Wellenlänge mit Endeffektfaktoren verringert
werden.

i Beschreibung ri/mm µrel,i σi,orig/
(︁
MS/m

)︁

1 Innenluft 2977,5 1 0

2 Statorblechpaket 3177,5 104 0

3, 4 Luftspalt und Magnet 3207,5 1 0

5 Rotorjoch 3257,5 100 6,29

6 Außenluft ∞ 1 0

Tab. 3.3.: Vorgaben zur Abschätzung und Bewertung der Wirbelstromverluste im Rotorjoch.

ideelle Eisenlänge le 1635mm

Effektivwert der Strombelagsarbeitswelle Ke,p/
√

2 1500A/cm

Wärmeübergangskoeffizient α bei Fr 125W/(m2K)

Mantelfläche des Rotorjochs (innen und außen) Fr 66,4m2

zulässige Rotorerwärmung ∆ϑr 30K
zulässige Wirbelstromverlustleistung Pr 249kW
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3.2.3.1. Zahnspulenwicklung Z2

Das Urwickelschema der Zweischichtzahnspulenwicklung Z2 (m = 3, q = 2/5) besteht aus
zwei antiperiodisch fortgesetzten halben Urwickelschemata. Ein halbes Urwickelschema ist
in Abb. 3.2(a) dargestellt. Die Spulen eines Stranges müssen nur über ein halbes Urwickel-
schema in Reihe geschaltet werden, da die induzierte Grundschwingungsspannung im nächs-
ten halben Urwickelschema aufgrund des umgekehrten Wickelsinns und der umgekehrten
Polarität wieder phasengleich ist. Für die festgelegte Polzahl 2p = 180 ergibt sich der Re-
dundanzbetrieb nach Abb. 3.2(b) mit Quadranten, die aus neun halben Urwickelschemata
bestehen.
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(b) Redundanzbetrieb

Abb. 3.2.: Zweischichtzahnspulenwicklung Z2 mit m = 3 und q = 2/5.

Die spektrale Wirbelstromverlustverteilung im massiven Rotorjoch bei Normalbetrieb von
Z2 wird anhand von Abb. 3.3 diskutiert. In Abb. 3.3 werden (a) die Wicklungsfaktoren kw,ν ′ ,
(b) die Amplituden der anregenden Statorstrombelagswellen als fiktive Feldwellen Be,ν ′ , (c)
der Schlupf sν ′ , (d) die normierte Wellenlänge λν ′/λp, (e) der Endeffektfaktor der elektri-
schen Leitfähigkeit des Rotorjochs kry,ν ′ und (f) die kumulierten Rotorjochwirbelstromver-
luste ∑Pr,ν ′ über der relativen räumlichen Wellenordnung ν ′/p gezeigt. Die fiktiven Feldwel-
lenamplituden Be,ν ′ dienen der Darstellung der anregenden Strombelagswellen und werden
nach (3.1) berechnet. Sie entsprechen der Radialkomponente der resultierenden Statorfeld-
wellen ohne Wirbelströme und für ideal permeables Eisen in Stator und Rotor bei eindimen-
sionaler, also rein radialer Berechnung des Luftspaltfelds.

Be,ν ′ = µ0 ·
1
|ν ′| ·

r2

r4 − r2
· |Ke,ν ′ | (3.1)

Die Rotorjochwirbelstromverluste werden kumuliert angegeben, da insbesondere beim Re-
dundanzbetrieb mit einer Vielzahl von Statorfeldharmonischen die einzelnen spektralen Bei-
träge sehr klein gegenüber den Gesamtverlusten und daher schwer als Einzelleistungen ab-
lesbar sind. Der Bereich der Unterwellen ist in Abb. 3.3 grau hinterlegt.

Für die Wicklung Z2 werden die Verluste maßgeblich von der zur Arbeitswelle benach-
barten Feldoberwelle (ν = −1,4) und der einzigen Feldunterwelle (ν = −0,2) verursacht.
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Abb. 3.3.: Wicklung Z2 (q = 2/5, 2p = 180), Normalbetrieb gemäß Tab. 3.3: (a) berechnete
Wicklungsfaktoren kw,ν ′ , (b) fiktive Statorluftspaltfeldamplitude Be,ν ′ , (c) Schlupf
sν ′ , (d) rel. Wellenlänge λν ′/λp, (e) Endeffektfaktor el. Leitfähigkeit im Rotorjoch
kry,ν ′ und (f) berechnete, kumulierte Rotorwirbelstromverluste ∑Pr,ν ′ .
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Abb. 3.4.: Wicklungsvariante Z2 (q = 2/5, 2p = 180), Redundanzbetrieb mit zwei gespeis-
ten Quadranten (s. Abb. 3.2(b)): (a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b)
berechnete, kumulierte Rotorwirbelstromverluste ∑Pr,ν ′ .

Die zur Arbeitswelle benachbarte Feldoberwelle dieses Nutharmonischenpaars ist bei allen
Zahnspulenwicklungen problematisch, da diese stets denselben relativ hohen Wicklungsfak-
tor wie die Arbeitswelle aufweist und nur unwesentlich kurzwelliger als die Arbeitswelle ist.
Für die Wicklung Z2 beträgt der spektrale Abstand der benachbarten Feldoberwelle zur Ar-
beitswelle |ν |− 1 = 0,4. Dies hat eine hohe Luftspaltfeldamplitude Be,ν ′ zur Folge, welche
aufgrund der relativ großen Wellenlänge in der Lage ist, den magnetisch wirksamen Luft-
spalt zu überwinden und das Rotorjoch zu induzieren. Die Feldunterwelle weist einen relativ
geringen Wicklungsfaktor von 0,067 auf. Allerdings wird durch die niedrige Ordnungszahl⃓⃓
ν ′ ⃓⃓ = |ν | · p = 18 bzw. die große Wellenlänge von λ18 = 5 ·λp in (3.1) eine Feldamplitude

Be,18 von 36% der Arbeitswelle gebildet und der magnetisch wirksame Luftspalt mit hoher
Amplitude überwunden. Die Oberwellen betragsmäßig höherer Ordnung weisen aufgrund
der mit 1/|ν ′| fallenden Wellenlänge auch fallende Feldamplituden Be,ν ′ auf. Durch den rela-
tiv großen magnetischen Luftspalt von r4 − r2 = 30mm erreichen sie nur noch mit geringen
Feldamplituden das Rotorjoch und sind für die Gesamtwirbelstromverluste vernachlässigbar.

Beide kritischen Harmonischen mit ν =−1,4 und ν =−0,2 haben einen Schlupf s > 1 und
wirken im Bremsbetrieb. Sowohl mechanische Leistung als auch über den Luftspalt zugeführ-
te elektrische Statorleistung decken die Rotorwirbelstromverluste. Entsprechend Abschnitt
2.4.4.2 kann die Luftspaltleistung nach (2.107) und die mechanische Abgabeleistung nach
(2.108) aus den spektralen Rotorwirbelstromverlusten berechnet werden. Für die Harmoni-
sche mit ν =−1,4 und s = 2,4 bedeutet dies, dass 58% der spektralen Rotorwirbelstromver-
luste in Höhe von 156kW mechanisch durch ein entsprechendes Bremsdrehmoment gedeckt
werden und 42% dieser Verluste über das Luftspaltfeld vom Stator zugeführt werden.
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Bei Normalbetrieb ist selbst bei der Unterwelle mit ν =−0,2 der Endeffektfaktor der elektri-
schen Leitfähigkeit des Rotorjochs mit kry,ν ′ ≈ 0,8 relativ hoch, da die axiale Blechpaketlänge
viel größer als die Polteilung ist. Im Redundanzbetrieb mit zwei gespeisten Quadranten tre-
ten sehr langwellige Unterwellen mit einem Endeffektfaktor kry,ν ′ ≪ 1 auf. Unabhängig vom
Endeffektfaktor ist der Einfluss dieser zusätzlichen langwelligen Statorfeldharmonischen auf
die Gesamtverluste gering, da bei quadrantenweiser Speisung die Wicklungsfaktoren der Un-
terwellen mit |ν ′| ≈ 2 sehr klein sind.

Die spektrale Darstellung der Berechnungsergebnisse bei Speisung von zwei gegenüberlie-
genden Statorquadranten im Redundanzbetrieb erfolgt für Wicklungsvariante Z2 in Abb. 3.4.
In diesem Fall treten zahlreiche zusätzliche Feldober- und Feldunterwellen auf. Die größte
auftretende Wellenlänge überspannt den halben Maschinenumfang und umfasst einen ge-
speisten und einen ungespeisten Quadranten, wie durch die Konturlinie in Abb. 3.2(b) mar-
kiert. Die Berechnungsmethode der Wicklungsfaktoren für die so modifizierte Wicklung ist
in Abschnitt 2.3.2 behandelt und basiert auf einem numerischen Verfahren von Štěpina [29].
Der spektrale Verlauf der Wicklungsfaktoren über den Ordnungszahlen in Abb. 3.4(a) weist
gegenüber der vollständig gespeisten Maschine in Abb. 3.3(a) Seitenbänder um die Ord-
nungszahlen der im Normalbetrieb auftretenden Harmonischen auf. Dieser Effekt kann als
Faltung des Originalspektrums mit dem Spektrum einer Ausblendfunktion aufgefasst wer-
den [E5]. Da nur zwei Quadranten bestromt werden und die Maschine daher näherungsweise
nur das halbe Drehmoment liefert, ist die Amplitude der Statorarbeitsfeldwelle halbiert. Die
kumulierten Rotorwirbelstromverluste betragen mit 122kW etwa die Hälfte der Verluste in
Höhe von 243kW bei vollständiger Speisung.

3.2.3.2. Zahnspulenwicklung Z1

Das Wickelschema der Wicklungsvariante Z1 (q = 1/2, 2p = 192) ist in Abb. 3.5(a) darge-
stellt und ist mit drei Nuten vergleichsweise kurz. Dementsprechend besteht ein Quadrant,
wie in Abb. 3.5(b) dargestellt, aus 24 Wickelschemata.
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Abb. 3.5.: Zweischichtzahnspulenwicklung Z1 mit m = 3 und q = 1/2.
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Abb. 3.6.: Wicklung Z1 (q = 1/2, 2p = 192), Normalbetrieb gemäß Tab. 3.3:
(a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berechnete, kumulierte Rotorwir-
belstromverluste ∑Pr,ν ′ .
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Abb. 3.7.: Wicklung Z1 (q = 1/2, 2p = 192), Redundanzbetrieb mit zwei gespeisten Qua-
dranten (s. Abb. 3.5(b)): (a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berechne-
te, kumulierte Rotorwirbelstromverluste ∑Pr,ν ′ .
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3.2. Auswahl der Statorwicklung

Die Rotorjochwirbelstromverluste von Z1 werden für den Normalbetrieb in Abb. 3.6 und für
die Quadranten-Speisung im Redundanzbetrieb in Abb. 3.7 dargestellt. Vorteilhaft ist, dass
diese Wicklungsvariante im Normalbetrieb keine Unterwelle aufweist. Ungünstig ist hinge-
gen der relativ kleine Arbeitswellenwicklungsfaktor von kw,p = 0,866. Die Verluste werden
bei vollständiger Speisung im Normalbetrieb durch die zur Arbeitswelle benachbarte Feld-
oberwelle mit ν = −2 als zweite Welle des Nutharmonischenpaars dominiert. Die Verluste
durch diese benachbarte Oberwelle in Höhe von 27,7kW fallen im Vergleich zur Variante Z2
mit q = 2/5 und 156kW viel geringer aus, da der spektrale Abstand zwischen Arbeitswelle
und benachbarter Harmonischer betragsmäßig im Vergleich zu Z2 um den Faktor 2,5 größer
ist. Im Vergleich zu den anderen Zahnspulenvarianten treten sowohl im Normalbetrieb als
auch bei Quadranten-Speisung im Redundanzbetrieb die geringsten Rotorwirbelstromverlus-
te auf.

3.2.3.3. Zahnspulenwicklung Z3

Die Wicklungsfaktoren der Arbeitswelle für die Wicklungsvarianten Z1 und Z2 liegen bei
kw,p = 0,866 bzw. kw,p = 0,933. Die Zahnspulenwicklung Z3 (q = 3/8, 2p = 192) weist
einen vorteilhaften, höheren Wicklungsfaktor von kw,p = 0,945 auf. Das Wickelschema und
die Speisung im Redundanzbetrieb sind in Abb. 3.8 dargestellt.
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Abb. 3.8.: Zweischichtzahnspulenwicklung Z3 mit m = 3 und q = 3/8.

Nachteilig ist bei Z3 mit q = 3/8 allerdings der verringerte spektrale Abstand zwischen Ar-
beitswelle und benachbarter Oberwelle mit |ν |−1 = 0,25. Dadurch steigen die dominanten
Rotorwirbelstromverluste der benachbarten Oberwelle mit ν =−1,25 im Normalbetrieb auf
Pr,ν ′ = 194kW (vgl. Abb. 3.9(b)). Überdies führen die beiden Unterwellen mit ν = 0,25
und ν = −0,5 zu zusätzlichen Rotorwirbelstromverlusten von Pr,ν ′ = 33kW bzw. 74kW.
Die kumulierten Rotorwirbelstromverluste betragen im Normalbetrieb Pr,ν ′ = 304kW und
überschreiten die thermisch zulässigen Verluste um 22%. Beim quadrantenweisen Redun-
danzbetrieb betragen die Rotorwirbelstromverluste 155kW, was in etwa einer Halbierung
der Verluste gegenüber Normalbetrieb entspricht (vgl. Abb. 3.10) und thermisch zulässig ist.
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Abb. 3.9.: Wicklung Z3 (q = 3/8, 2p = 192), Normalbetrieb gemäß Tab. 3.3:
(a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berechnete, kumulierte Rotorwir-
belstromverluste ∑Pr,ν ′ .
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Abb. 3.10.: Wicklung Z3 (q = 3/8, 2p = 192), Redundanzbetrieb mit zwei gespeisten Qua-
dranten (s. Abb. 3.8(b)): (a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berech-
nete, kumulierte Rotorwirbelstromverluste ∑Pr,ν ′ .
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3.2. Auswahl der Statorwicklung

3.2.3.4. Zahnspulenwicklung Z4

Eine andere Strategie zur Erzielung von hohen Wicklungsfaktoren kw,p ≈ 1 bei möglichst
wenigen Feldober- und Feldunterwellen ist die Erhöhung der Strangzahl m der Statorwick-
lung. Annahmegemäß stehen zwei dreiphasige Umrichter zur Verfügung, die bei einem Pha-
senversatz der Ausgangsdrehspannungssysteme von 30◦el. ein gemeinsames sechsphasiges
Spannungssystem mit den Phasen A, B, C, D, E, F erzeugen. Damit ist auch eine sechssträn-
gige Speisung der Wicklungsvariante Z4 mit m = 6, q = 1/5 und 2p = 180 möglich. Das
Urwickelschema besteht, wie bei Z2 (m = 3, q = 2/5), aus zwei antiperiodisch fortgesetzten,
halben Urwickelschemata, von denen eines in Abb. 3.11(a) dargestellt ist. Vorteilhaft sind
der hohe Wicklungsfaktor in Höhe von kw,p = 0,966 sowie das Fehlen von Unterwellen. Die
kumulierten Rotorwirbelstromverluste im Normalbetrieb betragen Pr = 158kW (Abb. 3.12)
und werden von der zur Arbeitswelle benachbarten Oberwelle mit ν =−1,4 dominiert.
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Abb. 3.11.: Zweischichtzahnspulenwicklung Z4 mit m = 6 und q = 1/5.
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Abb. 3.12.: Wicklung Z4 (m = 6, q = 1/5, 2p = 180), Normalbetrieb gemäß Tab. 3.3: (a)
berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berechnete, kumulierte Rotorwirbel-
stromverluste ∑Pr,ν ′ .
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Abb. 3.13.: Wicklung Z4 (m = 6, q = 1/5, 2p = 180), Redundanzbetrieb gemäß Abb. 3.11(b)
mit zwei gespeisten Strängen: (a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b)
berechnete, kumulierte Rotorwirbelstromverluste ∑Pr,ν ′ .

Allerdings kann bei Ausfall eines Umrichters die sechsphasige Speisung mit dem verbliebe-
nen, funktionsfähigen dreiphasigen Umrichter nicht aufrecht erhalten werden. Im Redun-
danzbetrieb werden daher nur die drei Phasen des noch funktionsfähigen Umrichters bei
gegenüber Normalbetrieb unveränderter Phasenlage gespeist. Ohne Beschränkung der All-
gemeinheit wird im Folgenden angenommen, dass der Umrichter mit den Phasen B, D, F
ausgefallen ist und die Phasen A, C, E weiter versorgt werden. Das unter dieser Prämisse re-
sultierende halbe Urwickelschema bei Redundanzbetrieb ist in Abb. 3.11(b) dargestellt. Der
fundamentale Unterschied zum Redundanzbetrieb der anderen Wicklungsvarianten besteht
darin, dass hier nicht abschnittsweise das Wickelschema vollständig gespeist wird, sondern
die Hälfte der Phasen am ganzen Umfang der Maschine ausfallen. In diesem Betriebsmodus
tritt eine Unterwelle mit ν = −0,2 auf, die für sich genommen schon zu unzulässig hohen
Rotorjochwirbelstromverlusten von 298kW führt (s. Abb. 3.13).

3.2.3.5. Einschichtwicklung V1

Dem Stand der Technik entsprechend wird auch eine Einschichtwicklung mit m= 3 und q= 1
mit der Bezeichnung V1 in den Variantenvergleich aufgenommen [43]. Das Wickelschema
ist in Abb. 3.14(a) dargestellt. Die Variante V1 hat eine Polzahl von 2p = 144, sodass im
Redundanzbetrieb jeder Quadrant 18 Urwickelschemata aufweist (s. Abb. 3.14(b)).

In Abb. 3.15 und Abb. 3.16 werden die berechneten spektralen Rotorwirbelstromverlustver-
teilungen für die verteilte Wicklung V1 (q = 1, 2p = 144) gezeigt. Im Normalbetrieb tre-
ten nahezu keine Rotorwirbelstromverluste auf, da die Nutharmonischen der Statorwicklung
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3.2. Auswahl der Statorwicklung

mit einer relativen Ordnung von ν = −5 bzw. ν = 7 kurzwellig sind. Dies führt einerseits
auf geringe fiktive Feldamplituden von 20% bzw. 14% der Arbeitswellenamplitude und an-
dererseits sind derart kurzwellige Feldharmonische kaum in der Lage, den relativ großen,
magnetisch wirksamen Luftspalt zu überwinden. Bei der Quadranten-Speisung im Redun-
danzbetrieb führen die zusätzlich auftretenden Feldunterwellen zu geringen und thermisch
unkritischen Rotorwirbelstromverlusten in Höhe von 34kW.
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Abb. 3.14.: Einschichtganzlochwicklung V1 mit m = 3 und q = 1.
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Abb. 3.15.: Wicklung V1 (q = 1, 2p = 144), Normalbetrieb gemäß Tab. 3.3:
(a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berechnete, kumulierte Rotorwir-
belstromverluste ∑Pr,ν ′ .
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Abb. 3.16.: Wicklung V1 (q= 1, 2p= 144), Redundanzbetrieb mit zwei gespeisten Quadran-
ten (s. Abb. 3.14(b)): (a) berechnete Wicklungsfaktoren kw,ν ′ und (b) berechnete,
kumulierte Rotorwirbelstromverluste ∑Pr,ν ′ .

3.3. Optimale Maschinenauslegung

Für jede der drei Wicklungsvarianten Z1, Z2 und V1, die nach der Voruntersuchung in Ab-
schnitt 3.2.3 thermisch zulässige Rotorwirbelstromverluste aufweisen, wird die Querschnitts-
geometrie der Aktivteile optimiert. Diese drei Wicklungsvarianten sind die Zweischicht-
Zahnspulenwicklung Z1 mit q = 1/2, die Zweischicht-Zahnspulenwicklung Z2 mit q = 2/5
und die Einschichtwicklung V1 mit q = 1. Die weiteren Eigenschaften dieser Varianten, wie
beispielsweise die Polzahl, sind in Tab. 3.1 zusammengefasst.

3.3.1. Optimierungsansatz und Berechnungsgang

Eine optimale Maschine zeichnet sich dadurch aus, dass sie bei minimalen Gesamtkosten für
die Herstellung die gestellten Anforderungen erfüllt und die gegebenen Randbedingungen
einhält. Im Rahmen der hier dargestellten multikriteriellen Optimierung wird als Anforde-
rung die dauernde thermische Zulässigkeit des Bemessungspunktes bei gegebener Kühlung
definiert. Die wichtigsten Randbedingungen sind neben der Vorgabe sämtlicher Materialien
die Festlegung des Bauraums. Freiheitsgrad der Optimierung ist die Gestaltung des Quer-
schnitts der Aktivteile.

Als Grundgeometrie wird eine Außenläufermaschine mit Rechtecknuten und rechteckförmi-
gen Oberflächenmagneten gewählt, deren Querschnittsgeometrie durch fünf dimensionslose
Längenverhältnisse beschrieben wird. Die verwendeten Parameter und der Ablauf der Geo-
metrieerstellung sind in Abschnitt 3.3.2 dargestellt. Die axiale Blechpaketlänge wird unter
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3.3. Optimale Maschinenauslegung

Berücksichtigung der axialen Wickelkopfausladung aus dem axial verfügbaren Bauraum er-
mittelt und stellt damit für die Zahnspulenwicklungen ein wichtiges Optimierungspotential
gegenüber verteilten Wicklungen mit ihren deutlich größeren Wickelköpfen dar. Durch die-
se Parametrisierung der Maschinengeometrie ist eine numerische Optimierung möglich. Ziel
dieser Optimierung ist nicht die Minimierung einer Gesamtkostenfunktion, sondern die unab-
hängige Optimierung folgender zwei Kriterien: 1) die Maximierung des Wirkungsgrads ηN
im Bemessungspunkt und 2) die Minimierung der eingesetzten Magnetmasse mM. Während
der Wirkungsgrad maßgeblichen Einfluss auf den Energieertrag hat, ist die Magnetmasse ein
wesentlicher Materialkostenfaktor. Durch geeignete numerische Verfahren sollen die im Hin-
blick auf diese beiden Kriterien Pareto-optimalen Maschinen gefunden werden [53, 54].

Das hier verwendete Ziel der Maximierung des Wirkungsgrades ηN im Bemessungspunkt
stellt eine Vereinfachung gegenüber der häufig erwünschten Maximierung des Energieertra-
ges dar. Der Energieertrag ist über die Einspeisevergütung mit den Einnahmen verknüpft
und kann rechnerisch aus der standortspezifischen Windgeschwindigkeitsverteilung und der
Leistungskennlinie der Anlage ermittelt werden [55, 56]. Die Leistungskennlinie ist das Re-
sultat der relativ komplexen Anlagenauslegung und berücksichtigt auch den Teillastbereich.
Typische Offshore-Windenergieanlagen erreichen über 70% ihres Energieertrages im Leis-
tungsbereich von 0,7 ·PN bis 1,0 ·PN, wobei PN die Anlagenbemessungsleistung bezeichnet
[57]. Diese Dominanz von Betriebspunkten nahe der Bemessungsleistung motiviert die aus-
schließliche Betrachtung des Bemessungspunktes bei der Optimierung des Wirkungsgrades.

Der Begriff Pareto-Effizienz stammt ursprünglich aus den Wirtschaftswissenschaften und
wurde im Zusammenhang mit Allokationsproblemen geprägt [58]. Pareto-Effizienz be-
schreibt einen Zustand, in dem es nicht möglich ist, eine Verbesserung hinsichtlich eines
Kriteriums zu erreichen, ohne eine Verschlechterung hinsichtlich eines anderen Kriteriums
hinzunehmen. Für das Auffinden der Pareto-effizienten Maschinen ist es also nicht notwen-
dig, die einzelnen Kriterien zu einer Gesamtkostenfunktion zusammenzufassen, was im Kon-
text eines Windgenerators möglich ist, aber komplexe Kostenmodelle erfordert. Vielmehr
gibt die Pareto-Menge einen Überblick darüber, welche Kriteriumskombinationen sich bes-
tenfalls erreichen lassen. Im vorliegenden Fall kann aus den sogenannten Pareto-Fronten ab-
gelesen werden, welcher maximale Wirkungsgrad nN für eine bestimmte Magnetmasse nM
realisierbar ist. Die endgültige Auswahl einer konkreten Maschinengeometrie, die als „Indi-
viduum“ bezeichnet wird, erfolgt durch Auslesen der Pareto-Front bei einer vorgegebenen
Magnetmasse, welche von einer Referenzmaschine stammt. Zur Optimierung wird aufgrund
der relativ hohen Anzahl von fünf Eingangsparametern ein multikriterieller genetischer Al-
gorithmus (NSGA-II) verwendet [53], der in MATLAB implementiert ist [59].

3.3.1.1. Berechnungsgang

Ein Überblick zum Ablauf des Berechnungsgangs für ein Individuum von der Eingabe der
Geometrieparameter bis zur Ausgabe der beiden Zielgrößen Magnetmasse mM und Wir-
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Geometrieparameter der MaschineEingabe

Berechnung der Maschinengeometrie

Software FEMM

unterlagerte MTPA-Suche für (MN, nN)

Ausgabe: Magnet- und Stromdichtefelder, Drehmoment, Is, β 

Feldberechnung: 2D-FEM (nichtlinear, magnetostatisch, rotierend)

Statorum-

magnetisierungs-

verluste

Rotorwirbelstrom-

verluste

Statorstromwärme-

verluste

thermische Berechnung für Wicklung und Magnete

PFe,s Pr PCu ϑCu 

elektrisches Klemmenverhalten

Wirkungsgrad η 

PCu

Magnetmasse mM axiale Blechpaketlänge LAusgabe

Ausgabe cos(φs,1) 

Abb. 3.17.: Berechnungsgang für ein Maschinen-Individuum. Implementierung in MATLAB
R2021a.

kungsgrad η gibt die Abb. 3.17. Entsprechend den gewählten Parametern werden die Kompo-
nentenabmessungen mit Hilfe einfacher geometrischer Beziehungen berechnet. Die Details
zu dieser Parametrisierung werden in Abschnitt 3.3.2 dargestellt. Aus den Abmessungen der
Magnete wird die Magnetmasse bestimmt und als erste Zielgröße ausgegeben.

Zur Ermittlung des notwendigen Statorstroms zum Erreichen des Bemessungsmoments wer-
den nichtlineare, zweidimensionale Finite-Elemente-Simulationen jedes Individuums mit der
Software FEMM [60] durchgeführt. Da es sich dabei um einen magnetostatischen Löser han-
delt, wird stets eine Serie von Simulationen mit verschiedenen Verdrehwinkeln des Rotors
durchgeführt, um stellungsabhängige Einflüsse auf das Magnetfeld wie zum Beispiel durch
die Nutöffnungen zu berücksichtigen. Dadurch werden sowohl das mittlere Drehmoment als
auch die Drehmomentwelligkeit erfasst. Zunächst werden für jedes Individuum die zur Errei-
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chung des Bemessungsdrehmoments MN notwendige Bestromung |Is| und der Bestromungs-
winkel β als Winkel zwischen den Zeigern der Permanentmagnetflussverkettung Ψ M in der
d-Achse und dem Zeiger des Strangstroms Is nach dem MTPA-Prinzip (Maximum Torque
per Ampere) eingestellt. Zur Ermittlung des MTPA-optimalen Zeigerbetrags |Is| und Winkels
β kommt ein unterlagerter gradientenbasierter Suchalgorithmus zum Einsatz. Es erfolgt kei-
ne detaillierte Wicklungsauslegung, daher entspricht Is der Durchflutung einer Spulenseite
bzw. dem Strangstrom für Nc = 1 und a = 1.

Im Anschluss an die feldnumerische Simulation werden für den Bemessungspunkt bei
MTPA-Bestromung die wesentlichen Verluste bestimmt. Dafür werden folgende drei Ver-
lustgruppen berücksichtigt:

1. Statorummagnetisierungsverluste PFe,s,

2. Rotorwirbelstromverluste Pr, bestehend aus den Wirbelstromverlusten in den segmen-
tierten Magneten Pr,M und im massiven Rotorjoch Pr,ry und

3. Statorstromwärmeverluste PCu,DC (ohne Wirbelstromeinfluss in den Nutenleitern, d. h.
ohne Wechselstromzusatzverluste, deshalb DC) unter Berücksichtigung der berechne-
ten mittleren Leitertemperatur ϑCu.

Die Berechnung der Statorummagnetisierungsverluste erfolgt nach Jordan aus der harmo-
nischen Analyse der Zeitverläufe der magnetischen Flussdichte in jedem Element des FE-
Modells im Rahmen einer Post-Processing-Routine. Das verwendete Verfahren wird in Ab-
schnitt 3.3.5 dargestellt. Da der eingesetzte Löser (FEMM) statisch rechnet, erfolgt die Ro-
torwirbelstromverlustberechnung anschließend analytisch mit Hilfe des in Abschnitt 2 dar-
gestellten 6-Gebiete-Modells. Der das Magnetfeld anregende Statorstrombelag und die ma-
gnetische Permeabilität des Rotors werden aus der numerischen Feldberechnung rechnerisch
bestimmt. Auf Details zum Ablauf dieser Berechnungen wird in Abschnitt 3.3.6 eingegan-
gen. Die Berechnung der Statorstromwärmeverluste berücksichtigt in Ermangelung einer
konkreten Wicklungsauslegung nicht die Wechselstromzusatzverluste. Auf Grund der niedri-
gen Drehzahlen der getriebelosen Generatoren sind deren elektrische Frequenzen von Strom
und Spannung ebenfalls klein, so dass die Vernachlässigung der Wechselstromzusatzverluste
gegenüber den dominanten DC-Stromwäremverlusten nur geringfügig niedrigere Tempera-
turen ergibt. Die Statorstromwärmeverluste sind ein wesentlicher Eingangsparamter für die
thermische Berechnung der Maschine, wobei sie selbst von der zu ermittelnden Leitertem-
peratur abhängen, was durch einen entsprechend gekoppelten Gleichungssatz berücksichtigt
wird. Die thermische Berechnung, welche in Abschnitt 3.3.7 dargestellt ist, erfolgt mit Hil-
fe eines thermischen Netzwerks bei vorgegebener Luftkühlung. Mit Hilfe der thermischen
Berechnung wird auch die Zulässigkeit der Erwärmung des Isolationssystems und der Per-
manentmagnete überprüft.

Unter Berücksichtigung dieser drei Verlustgruppen und der mechanischen Eingangsleistung
Pm wird der Wirkungsgrad ηN indirekt nach (3.2) berechnet und ausgegeben. Daneben wird

59



3.3. Optimale Maschinenauslegung

auch das elektrische Klemmenverhalten unter Berücksichtigung der Wickelkopfstreuindukti-
vität zur Erfassung der 3D-Endeffekte bestimmt, sodass im Nachgang zur Optimierung auch
eine Bewertung hinsichtlich des Grundschwingungsleistungsfaktors cosϕs,1 möglich ist. Die
Berechnung der Wickelkopfstreuinduktivität erfolgt analytisch und ist in Abschnitt 3.3.8 dar-
gestellt.

ηN = 1− PCu,N +PFe,s,N +Pr,N

Pm,N
(3.2)

3.3.2. Parametrisierte Maschinengeometrie und Vorgaben

Die Parametrisierung der Maschinengeometrie ist eineindeutig (injektiv). Demnach führt je-
der Parametersatz, und zwar nur dieser, auf eine bestimmte Geometrie. Die Parametrisierung
basiert auf Verhältnisgrößen, sodass jede Parameterwahl innerhalb der zulässigen Intervall-
grenzen zu realisierbaren, insbesondere kollisionsfreien, Maschinenquerschnitten führt. Die
grundsätzliche Maschinentopologie ist eine PMSM in Außenläuferanordnung mit Oberflä-
chenmagneten und offenen Statornuten um das Einlegen vorgefertigter Spulen zu ermögli-
chen. Die Querschnittsflächen sowohl der Statornuten als auch der Oberflächenmagnete ist
rechteckig.

Ausgangspunkt für die parametrisierte Maschinengeometrie ist die Vorgabe des Volumens
der Aktivteile als Hohlzylinder mit dem Statorinnenradius rsi, dem Rotoraußenradius rro und
der axialen Länge lax,v. Konkret werden die Werte aus Tab. 3.4 eines Referenzgenerators
gewählt. Die vorgegebene axiale Länge lax,v umfasst dabei die Blechpaketlänge mit radia-
len Kühlschlitzen und die axiale Wickelkopfausladung auf der Antriebsseite. Auf der Nicht-
antriebsseite befindet sich die Verschaltung der Statorwicklung, die mehr axialen Bauraum
einnimmt als der Wickelkopf selbst und damit nicht zur freien Ausgestaltung der Aktivteile
zur Verfügung steht. Aufgrund der großen Windlasten und der begrenzten Lagersteifigkeit
wird zur Sicherstellung der Kollisionsfreiheit von Stator und Rotor auch der mechanische
Nennluftspalt δ als mechanisch erforderliche Mindestgröße von 8,0mm vorgegeben.

Tab. 3.4.: Vorgabe von Bemessungspunkt, Bauraum und Luftspaltweite des Windgenerators.

nN Bemessungsdrehzahl 10,2 min−1

MN Bemessungsdrehmoment 8,3 MNm
Pm,N mechanische Bemessungseingangsleistung 8,87 MW

rsi Statorinnenradius 3042,2mm
rro Rotoraußenradius 3250mm
lax,v axiale Länge Statorblechpaket und freier Wickelkopf 1872mm
δ Luftspaltweite 8mm
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Die freien Parameter in Tab. 3.5 umfassen fünf dimensionslose Verhältnisse zur Beschreibung
der Bauraumaufteilung im Maschinenquerschnitt. Der prinzipiell zulässige Wertebereich al-
ler dimensionsloser Parameter ist das Intervall [0;1]. Für die Optimierung wird der Suchraum
mit Hilfe angepasster Intervallgrenzen beschränkt. Die Parametrisierung von der Parameter-
vorgabe bis zum geometrischen Maschinenmodell wird nachfolgend erläutert.

Der Bemessungspunkt für den die Wirkungsgradoptimierung durchgeführt wird, ist durch
die Bemessungsdrehzahl nN = 60min-1 und das Bemessungsdrehmoment MN = 8,3MW ent-
sprechend einer Referenzanlage vorgegeben (s. Tab. 3.4). Daraus resultiert eine Wellenein-
gangsleistung des Generators Pm,N = 8,87MW.

Tab. 3.5.: Freie Parameter zur Aufteilung des Bauraums im Generator-Querschnitt.

fsr Verhältnis Statorhöhe zur Summe aus Stator- und Rotorhöhe:
fsr = (rso − rsi)/(rro − rsi −δ )

fp Polbedeckung
fmr Verhältnis Magnethöhe zur Rotorhöhe: fmr = hM/(rro − rri)

fnz Verhältnis Nutbreite zur Nutteilung
fzy Verhältnis Nuttiefe zur Statorhöhe: fzy = 1−hsy/(rso − rsi)

3.3.2.1. Stator

Der Blechschnitt des Innenstators weist parallelflankige Nuten auf und ist in Abb. 3.18 sche-
matisch dargestellt. Durch die großen Statordurchmesser und hohen Statornutzahlen kön-
nen durch geringe elastische Verformungen der ungetränkten Wicklung die Statorformspulen
trotz der V-förmigen Zähne in die offenen Nuten montiert werden. Zur Vereinfachung der
Geometrie wird auf die Modellierung der Verkeilungsnuten an den Zahnköpfen zur Spulen-
fixierung in den Nuten verzichtet.

Zunächst wird der Statoraußenradius rso aus den gegebenen Außenabmessungen rsi, rro und
der Luftspaltweite δ unter Berücksichtigung des freien Parameters fsr (s. Tab. 3.5) bestimmt.
Mit Hilfe der festen Nutzahl Q wird der Nutwinkel γQ = 2π/Q bestimmt und dann mit Hilfe
des Verhältnisses fnz die Breite von Nut und Zahn (s. Abb. 3.18) auf dem Statoraußenkreis
mit dem Radius rso bestimmt. Die Statorjochhöhe hsy und damit indirekt die Statornuttiefe
werden danach durch den Parameter fzy bestimmt (s. Tab. 3.5).

Die Lage des Wickelfensters in der Nut ist in Abb. 3.19 dargestellt. Bei den Zweischicht-
zahnspulenwicklungen liegen die Spulenseiten nebeneinander in der Nut, wohingegen bei
Einschichtwicklungen nur eine Spulenseite je Nut vorhanden ist. Hierbei werden entspre-
chend der festen Vorgaben die Materialstärken des Isolationssystems und des Nutverschlus-
ses berücksichtigt. In den Folgenden elektromagnetischen Simulationen wird die elektrische
Durchflutung als gleichmäßig über diesem Wickelfenster verteilt angenommen, was für die
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Abb. 3.18:
Parametrisierter Statorblech-
schnitt des Windgenerators:
Statorblechpaket mit Spulen-
seiten in offenen Statornuten.
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eingesetzten Formspulen in guter Näherung zutrifft. Für die Berechnung der Statorstromwär-
meverluste wird der Kupferfüllfaktor kCu,i dieser Spulenseiten vorgegeben.

Fest vorgegeben ist auch die Blechsorte M470-65A für das lamellierte Statorblechpaket.
Sämtliche Materialparameter inklusive des Paketierungs- und Bearbeitungsfaktors sind im
Anhang in Tab. A.2 zusammengefasst. Die im Rahmen der feldnumerischen Berechnungen
verwendete nichtlineare B(H)-Kennlinie des vorgegebenen Statorblechtyps ist in Abb. A.2
im Anhang dargestellt.

3.3.2.2. Rotor

Der parametrisierte Querschnitt des Außenrotors ist in Abb. 3.20 schematisch dargestellt.
Charakteristisch ist die kreisförmige Außenkontur und die aus einem regelmäßigen 2p-
Polygon bestehende Innenkontur des massiven Stahl-Rotorjochs. Jede Seite der Innenkontur
trägt einen Permanentmagneten mit rechteckigem Querschnitt.

Der Rotorinnenradius rri wird so gewählt, dass der Rotor den restlichen Bereich nach Stator
und Luftspalt ausfüllt. Die Magnethöhe hM folgt aus dem Parameter fmr (s. Tab. 3.5). Die
Polbedeckung der Magnete wird durch den Parameter fp relativ zum Polwinkel γp = π/p
festgelegt (s. Abb. 3.20).

Für das massive Rotorjoch wird der Baustahl S355 mit den in Anhang A.1.1 dargestellten
Materialeigenschaften vorgegeben. Die verwendete nichtlineare B(H)-Kennlinie ist in Abb.
A.1 dargestellt. Weitere zugehörige Materialeigenschaften sind in Tab. A.1 zusammengefasst.

Als Material für die NdFeB-Permanentmagnete wird N46MH eingesetzt. Für die feldnu-
merischen Berechnungen im Zuge der Optimierung werden die linearisierten Materialdaten
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Abb. 3.19.: Lage und Abmessungen der Spulenseiten in der Statornut.
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Abb. 3.20:
Parametrisierter Rotorquerschnitt mit mas-
sivem Rotorjoch und Oberflächenmagneten
mit rechteckigem Querschnitt.

aus Tab. A.4 bei einer Magnettemperatur ϑM = 50°C verwendet. Die einzelnen Rotorpole
sind durch Pollücken voneinander getrennt. Auf weitere Segmentierungen in Umfangsrich-
tung wird in der Praxis und damit auch hier aus fertigungstechnischen Gründen verzichtetet
(nseg,γ = 1). In axialer Richtung wird je Pol eine Aufteilung in nseg,ax = 80 elektrisch von-
einander isolierte Segmente vorgegeben.

3.3.2.3. Axiale Länge und Windungslänge

In axialer Richtung wird die Außenabmessung lax,v vorgegeben, sodass sich abhängig von
der axialen Wickelkopfausladung lax,b die Blechpaketlänge L = lax,v − lax,b ergibt. Hierbei
wird berücksichtigt, dass auf der Verschaltungsseite der Maschine nicht der Wickelkopf, son-
dern die Ringleitung zur Verschaltung der Spulengruppen die Außenabmessung dominiert.
Dementsprechend wird, wie im Längsschnitt in Abb. 3.21 dargestellt, die axiale Länge lax,v
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vorgegeben, welche das Statorblechpaket und den freien Wickelkopf auf der Nichtverschal-
tungsseite umfasst. Die Wickelkopfausladung lax,b wird nach (3.3) bzw. (3.4) berechnet.

lax,b =

⎧
⎪⎪⎨
⎪⎪⎩

lax,b,1 + rb +hCu +
bCu

2
+ lax,b,2, für Einschichtwicklung V1 (3.3)

lax,b,1 + rb +
bCu

2
+ lax,b,2, für Zweischichtwicklungen Z1,Z2 (3.4)

Zur Bestimmung der Wickelkopfausladung lax,b sind demnach folgende Größen notwendig:
1) die gerade Auskragungslänge lax,b,1, 2) der mittlere Wickelkopfradius rb, welcher in Abb.
3.22 definiert ist, 3) die Breite der Spulenseite bCu sowie die Höhe der Spulenseite hCu, wel-
che in Abb. 3.19 definiert sind, und 4) die Bandagendicke lax,b,2. Die vorgegebenen Werte der
axialen Abmessungen werden in Tab. 3.6 zusammengefasst. Der Wickelkopf wird in diesem
Zusammenhang stark vereinfacht und als Kreisbogen mit dem mittleren Wickelkopfradius rb
modelliert. Der mittlere Wickelkopfradius rb wird nach Abb. 3.22 als Strecke zwischen der
Wickelkopfmitte und Zentrum der Spulenseite in der Nut bestimmt.

Die mittlere Windungslänge lavg, welche insbesondere für die Berechnung der Stromwärme-
verluste benötigt wird, ergibt sich nach (3.5) für die Einschichtwicklung V1 und nach (3.6)
für Zweischicht-Zahnspulenwicklungen Z1 und Z2. Die bei der Einschichtwicklung aufgrund
der Kreuzungen notwendige Gliederung des Wickelkopfs in drei Etagen wird mit der zusätz-
lichen Windungslänge 2,1 ·hCu je Wickelkopf abgeschätzt (s. Abb. A.9).

lavg =

{︄
2 ·
(︁
L+2 · lax,b,1 +π · rb +2,1 ·hCu

)︁
, für Einschichtwicklung V1 (3.5)

2 ·
(︁
L+2 · lax,b,1 +π · rb

)︁
, für Zweischichtwicklungen Z1, Z2 (3.6)

Statorblechpaket 

mit radialen 

Kühlschlitzen

Verschaltungsseite:

Ringleitung dominiert

Rotor

freier

Wickelkopf

lax,v

L

lk

lax,b

l1

Abb. 3.21.: Schematischer Längsschnitt: Parametrisierung axialer Abmessungen
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Tab. 3.6.: Axiale Abmessungen des Windgenerators.

lax,v axiale Länge Statorblechpaket und freier Wickelkopf 1872mm

nk Anzahl radialer Kühlkanäle 22
lk axiale Breite eines radialen Kühlkanals 5mm

lax,b,1 gerade Auskragungslänge Wickelkopf für q = 1 56,3mm
gerade Auskragungslänge Wickelkopf für q = 1/2 30mm
gerade Auskragungslänge Wickelkopf für q = 2/5 30mm

lax,b,2 Bandagendicke (bezogen auf eine el. Bemessungsspan-
nung von 820V)

5mm

x

rb

y

0

0

(a) Zweischicht-Zahnspulenwicklungen Z1 und Z2

x

rb

y

0

0

Q
2

m q





(b) Verteilte Einschichtwicklung V1

Abb. 3.22.: Wickelkopfradius rb für die Näherung des Wickelkopfs durch einen Kreisbogen.

3.3.3. Numerische, elektromagnetische Simulation

Kern der Maschinenberechnung ist die magnetostatische, nichtlineare 2D-FE-Simulation mit
der Software FEMM [60]. Durch die Simulation werden einerseits die wesentlichen Be-
triebsgrößen Drehmoment und induzierte Spannung bestimmt und andererseits die magne-
tischen Feldverteilungen ermittelt, welche zur Bestimmung der Statorummagnetisierungs-
verluste und Rotorwirbelstromverluste benötigt werden. Der Stator wird mit einem sinus-
förmigen, symmetrischen Grundschwingungsstromsystem gespeist. Um die Drehmoment-
welligkeit und insbesondere das mittlere Drehmoment zu erfassen, werden magnetostatische
Simulationen für verschiedene Rotorpositionen, d.h. Rotorverdrehwinkel, durchgeführt. Die
Größe der verwendeten FE-Modelle wird durch Berücksichtigung der Symmetrieverhältnisse
möglichst klein gewählt und ist in Tab. 3.7 zusammengefasst. Rastmomente und lastabhän-
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Tab. 3.7.: Größe der verwendeten Simulationsmodelle

V1 Z1 Z2

Wicklung: Lochzahl q 1 1/2 2/5
Rastmoment: Grundfrequenz 6 fs 6 fs 12 fs
Lastabhängige Drehmomentpulsation: Grundfrequenz 6 fs 6 fs 6 fs
FE-Modell: Pole ; Nuten 1 ; 3 2 ; 3 5 ; 6

gige Drehmomentpulsationen treten mit der Frequenz 6 fs bzw. Vielfachen hiervon auf [7].
Dementsprechend werden Rotorverdrehwinkel im Intervall [0;2π/(6p)] mit 15 Inkrementen
betrachtet.

Mit Hilfe eines Gradientenverfahrens wird zunächst der kleinste Statorstrom Is mit dem ent-
sprechenden Stromwinkel β gesucht, der das Bemessungsmoment MN erreicht. Diese MTPA-
Betriebsstrategie entspricht in guter Näherung dem Betrieb mit höchstem Wirkungsgrad, da
die lastabhängigen Statorstromwärmeverluste für die vorliegenden, drehmomentstarken Ge-
neratoren die dominierende Verlustgruppe sind.

Nachdem die MTPA-Bestromung für den Bemessungspunkt bestimmt ist, werden die Ma-
gnetfeldverteilungen für die nachgelagerte Bestimmung von Statorummagnetisierungsver-
lusten und Rotorwirbelstromverlusten simuliert. Dazu wird das Simulationsintervall auf ei-
ne halbe elektrische Periode ausgeweitet, was einem Intervall für den Rotorverdrehwinkel
von [0;2π/(2p)] entspricht. Hintergrund ist, dass die notwendige Vervollständigung des zeit-
lichen Verlaufs der magnetischen Flussdichte in jedem Element dann eine antiperiodische
Fortsetzung ist. Die Schrittweite wird gegenüber der ursprünglichen Auflösung nicht verän-
dert, dementsprechend weist das verlängerte Intervall 45 Inkremente auf. Bezogen auf eine
elektrische Grundschwingungsperiode ergeben sich 90 Inkremente, sodass harmonische Ef-
fekte bis maximal zur 45. Ordnung, bezogen auf die elektrische Grundschwingungsfrequenz,
erfasst werden. Dies ist bei Grundschwingungsstromspeisung ausreichend.

Aufgrund des 2D-Querschnittmodells sind sowohl der Einfluss der radialen Kühlschlitze im
Stator als auch die endliche axiale Ausdehnung der Aktivteile zu berücksichtigen. Für die
elektromagnetische Simulation wird eine äquivalente Eisenlänge le mit Hilfe des durch kon-
forme Abbildungen gewonnenen Carter’schen Faktors ermittelt [61, 62]. Die Vorgehenswei-
se ist in (3.7) bis (3.10) nach [63] zusammengefasst. Die Methode der äquivalenten Eisen-
länge wurde für elektrisch erregte Maschinen entwickelt und ist für permanentmagneterregte
Maschinen nur bedingt zulässig, was aber im Rahmen der hier durchgeführten Grobentwürfe
ausreicht, da insbesondere keine problematische radiale Schlitzung auf der Rotorseite auf-
tritt. Die verwendeten Längenabmessungen sind in Abb. 3.21 eingeführt. Weil die Perma-
nentmagnete eine relative magnetische Permeabilität µM,rel ≈ 1 haben, wird der magnetisch
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wirksame Luftspalt δe = δ +hM aus mechanischem Luftspalt und Magnethöhe verwendet.

le =
L
k′C

(3.7)

k′C =
l1 + lk

l1 + lk −ζ
(︂

lk
δe

)︂
·δe

(3.8)

δe = δ +hM (3.9)

ζ (x) =
2
π
·

⎡
⎣x · arctan

(︃
x
2

)︃
− ln

(︄
1+
(︃

x
2

)︃2
)︄⎤
⎦ (3.10)

Die Summe der Teilblechpakete lFe wird nach (3.11) aus der axialen Länge eines Teilblechpa-
kets l1 und der Anzahl der radialen Kühlschlitze nk berechnet. Da die äquivalente Eisenlänge
le größer ist als die Summe der Teilblechpakete lFe, ergibt sich eine Konzentration des ma-
gnetischen Flusses im Statoreisen. Dies wird durch eine Reduktion des Eisenfüllfaktors im
Statorblech in (3.12) berücksichtigt. Statt dem mechanischen Paketierungsfaktor kFe,s wird
der reduzierte Füllfaktor kFe,s,e verwendet.

lFe = (nk +1) · l1 (3.11)

kFe,s,e = kFe,s ·
lFe

le
(3.12)

3.3.4. Strombelag, Stromdichte und Statorstromwärmeverluste

Während der Optimierung findet keine Wicklungsauslegung statt. Daher wird der Statorstrom
Is als Effektivwertzeiger im dq-System für eine hypothetische Spulenwindungszahl Nc = 1
und einer elektrischen Reihenschaltung aller Spulen je Strang (a = 1) angegeben. Es handelt
sich daher um den Effektivwert der elektrischen Durchflutung einer Spulenseite.

Hieraus lassen sich als wichtige Kenngrößen der Maschinenauslegung der effektive Strom-
belag Ke,eff und die Stromdichte Jeff im Leiter als Effektivwertzeiger nach (3.13)–(3.16) be-
stimmen. Darin ist ACu,i die Querschnittsfläche der Spulenseite (vgl. Abb. 3.19). Mit dem
Kupferfüllfaktor der Spulenseite kCu,i ergibt sich die blanke Kupferquerschnittsfläche der
Spulenseite zu

(︁
kCu,i ·ACu,i

)︁
.

Ke,eff =

⎧
⎪⎪⎪⎨
⎪⎪⎪⎩

Q · Is
2π · rso

für Einschichtwicklungen (3.13)

2 ·Q · Is
2π · rso

für Zweischichtwicklungen (3.14)

ACu,i = bCu ·hCu (3.15)

Jeff =
Is

kCu,i ·ACu,i
(3.16)
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Tab. 3.8.: Windgenerator: Füllfaktor für die Spulenseiten in den Nuten und elektrische Leit-
fähigkeit von Kupfer.

kCu,i Kupferfüllfaktor der Spulenseiten 0,925

σCu,20°C elektrische Leitfähigkeit bei ϑCu = 20°C 56MS/m
αCu Temperaturkoeffizient elektrische Leitfähigkeit 3,92 ·10−3/K

Mit Verwendung von Ke,eff und Jeff ergeben sich die Gleichstrom-Stromwärmeverluste
PCu,DC im Stator zu (3.17). Da diese Stromwärmeverluste mit der mittleren Leitertempe-
ratur ϑCu zunehmen, erfolgt die Berechnung der Stromwärmeverluste im Stator gekoppelt
mit der thermischen Berechnung. Die Erhöhung der Statorstromwärmeverluste aufgrund von
wechselstrombedingter Stromverdrängung wird wie erwähnt nicht berücksichtigt, da einer-
seits die konkreten Teilleiterabmessungen sowie die Verschaltung der Wicklung während der
Optimierung nicht bekannt sind und andererseits die Stromverdrängung aufgrund der relativ
geringen Bemessungsfrequenzen kleiner 20Hz gering ist. Die im Rahmen der Optimierung
vorgegebenen Werte für den Kupferfüllfaktor der Spulenseite kCu,i und für die elektrische
Leitfähigkeit des Kupfers σCu,20°C sind in Tab. 3.8 zusammengefasst.

PCu,DC = Jeff ·Ke,eff ·
lavg ·π · rso

σCu,20°C
·
(︁
1+αCu · (ϑCu −20°C)

)︁
(3.17)

3.3.5. Statorummagnetisierungsverluste

Die Statorummagnetisierungsverluste im lamellierten Statorblechpaket werden im Anschluss
an die FE-Simulation nach Jordan ermittelt [64]. Dieses Verfahren vernachlässigt die geringe
Rückwirkung der Wirbelströme im lamellierten Statorblechpaket, was auf Grund der gerin-
gen Blechdicke von 0,65mm und der niedrigen Frequenzen zulässig ist. Bei dem Verfahren
wird für jedes Element mit Hilfe der DFT das Frequenzspektrum der periodisch schwan-
kenden magnetischen Flussdichte für die radiale und tangentiale Feldkomponente ermittelt.
Danach werden aus den spektralen Feldamplituden unter Berücksichtigung der zugehörigen
Frequenzen und der materialspezifischen Verlustkoeffizienten die Verlustdichten ermittelt.
Die Verlustdichten weisen einen (B2 · f 2)-proportionalen wirbelstrombedingten Anteil und
einen (B2 · f )-proportionalen hysteresebedingten Anteil auf. Der anomale Wirbelstromeffekt
nach Bertotti [65] wird vernachlässigt, da die Dynamobleche wegen der rotierenden Magnet-
feldwellen nicht kornorientiert sind. Unter Berücksichtigung der Elementvolumina können
die Gesamtverluste durch Summation über alle Elemente und alle Komponenten bestimmt
werden. Die Implementierung dieser Berechnung in FEMM und MATLAB erfolgt in Anleh-
nung an [66, 67] und umfasst die folgenden Schritte.
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3.3. Optimale Maschinenauslegung

1. Die Bestimmung der Verlustfaktoren kHy und kFt für das Jordan’sche Verlustmodell
(3.18) beruht auf der Regression von Herstellerdatenblattangaben in Anhang A.1.2 mit
den in Tab. A.2 aufgeführten resultierenden Verlustfaktoren.

PFe

mFe
= kHy · f ·B2 + kFt · f 2 ·B2 (3.18)

2. Die Komponenten der simulierten magnetischen Flussdichte Bi, j,kt in jedem Element
i∈ [1;nelem], für jede Komponente j ∈ [1,ndim] und für alle Zeitschritte kt ∈ [1;nt] einer
elektrischen Periode werden aus den feldnumerischen Ergebnissen ausgelesen.

3. Mittels DFT wird für jedes Element i die Amplitude der magnetischen Flussdichte
B̂i, j,kf für jede Komponente j und alle Frequenzen fkf mit kf ∈ [1;nf] berechnet.

4. Mit der Fläche Fi jedes Elements i wird das Volumen Vi = Fi · lFe für jedes Element
berechnet. Unter Verwendung von Paketierungsfaktor kFe und der Massendichte des
Eisenblechs γFe wird die Masse mi jedes Elements i berechnet: mi = kFe ·Vi · γFe.

5. Die Bestimmung der Ummagnetisierungsverluste PFe,i, j,kf nach Jordan in jedem Ele-
ment i, für die j-te Feldkomponente und die Pulsation mit der Frequenz fkf erfolgt
nach (3.19). Dabei wird die Erhöhung der Ummagnetisierungsverluste aufgrund der
Blechbearbeitung durch den Bearbeitungsfaktor kv,i berücksichtigt, welcher allgemein
abhängig vom Element i bzw. dessen Position (z.B. Zahn oder Joch) ist. Im Rahmen
der Optimierung wird ein von der Elementposition unabhängiger Bearbeitungsfaktor
nach Tab. A.2 angenommen.

PFe,i, j,kf = kv,i ·mi ·
(︂

kHy · fkf · B̂
2
i, j,kf

+ kFt · f 2
kf
· B̂2

i, j,kf

)︂
(3.19)

6. Die gesamten Statorummagnetisierungsverluste PFe,s werden durch Summation von
PFe,i, j,kf über alle Elemente i, alle Feldkomponenten j und alle Frequenzen kf nach
(3.20) ermittelt.

PFe,s =
p

pmodel
·

nelem

∑
i=1

ndim

∑
j=1

nf

∑
kf=1

PFe,i, j,kf (3.20)

Für die anschließende Berechnung der Erwärmungsverteilung mit Hilfe eines thermi-
schen Netzwerkmodells wird zwischen den Statorummagnetisierungsverlusten in den
Statorzähnen PFe,sz und dem Statorjoch PFe,sy unterschieden, um die Verluste an zwei
separaten Netzknoten einzuprägen.

3.3.6. Rotorwirbelstromverluste

Die Berechnung der Rotorwirbelstromverluste in den Permanentmagneten und im massiven
Rotorjoch erfolgt mit dem in Kapitel 2 eingeführten analytischen Modell, welches die Feld-
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3.3. Optimale Maschinenauslegung

rückwirkung der Wirbelströme berücksichtigt. Die elektrische Anregung in diesem Modell
sind Strombelagswellen an der Statoroberfläche, welche auf Grundlage des simulierten Luft-
spaltfeldes eingestellt werden (s. Abschnitt 2.3.3). Die relativen magnetischen Permeabili-
täten von Rotorjoch und Stator werden nach dem Verfahren in Abschnitt 2.4.1.3 gewählt.
Im Stator wird in Übereinstimmung mit den Voraussetzungen der Strombelagssynthese eine
hohe relative magnetische Permeabilität, hier µrel,2 = 1000, verwendet. Dies hat einen ver-
nachlässigbaren Magnetisierungsbedarf im Statoreisen zur Folge, der die Voraussetzung für
diese Art der Strombelagssynthese als Rückrechnung aus der Magnetfeldverteilung ist.

Die auftretenden asynchron umlaufenden Feldwellen werden in Abschnitt 3.4.2 anhand von
konkreten Simulationsergebnissen gezeigt und belegen die Dominanz der Statorfeldharmo-
nischen gegenüber nutöffnungsbedingten Feldpulsationen des Rotormagnetfelds.

3.3.7. Thermisches Modell

Die Statorstromwärmeverluste sind bei getriebelosen, drehmomentstarken Windgeneratoren
wegen der niedrigen elektrischen Frequenzen für einen Großteil der Gesamtverluste verant-
wortlich und werden daher im Zuge der Wirkungsgradoptimierung möglichst genau voraus-
berechnet. Dazu muss neben dem durch feldnumerische Berechnungen bestimmten Stator-
strom auch die mittlere Leitertemperatur ϑCu bekannt sein.

Für die thermische Berechnung von elektrischen Maschinen werden überwiegend folgende
drei Berechnungsmethoden angewendet [68].

1. Wärmequellennetzwerk aus konzentrierten Ersatzelementen

2. Numerische Temperaturfeldberechnung in Feststoffen

3. Numerische Strömungssimulation

Für die nachfolgend dargestellte thermische Berechnung der Windgeneratoren wird ein Wär-
mequellennetzwerk aus konzentrierten Ersatzelementen mit Knotenpunkten in allen wesent-
lichen Komponenten des Generators gewählt, sodass es auch zur Überprüfung der zulässigen
Grenztemperaturen, z.B. in den Permanentmagneten, verwendet werden kann. Der Grund
für diese Wahl ist der geringe Berechnungsaufwand im Vergleich zu numerischen Simula-
tionen. Wegen der wechselseitigen Abhängigkeit von Statorstromwärmeverlusten und Lei-
tertemperatur erfolgt die Lösung des thermischen Netzwerks iterativ bis zum Erreichen der
Selbst-Konsistenz mit den berechneten Statorstromwärmeverluste. Bei allen anderen Verlust-
gruppen erfolgt keine Rückkopplung der errechneten Temperaturen auf die Höhe der Verluste
ohne wesentliche Einbußen bei der Genauigkeit, da diese Verluste ausreichend klein sind.

Zunächst wird in Abschnitt 3.3.7.1 das Kühlsystem des Generators vorgestellt. Danach er-
folgt die Synthese des thermischen Netzwerks mit der Modellierung der konduktiven und
konvektiven Wärmeübertragungspfade. Da die Maschine zwangsbelüftet ist, spielt die Wär-
mestrahlung bei der Entwärmung der Maschine eine untergeordnete Rolle. Daher wird zu
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Gunsten eines einfacheren Modells auf die Modellierung der Wärmestrahlung verzichtet.
Einzige Ausnahme ist die Sonneneinstrahlung auf die Rotorglocke. Da das Ersatzschaltbild
nur für den stationären Zustand benötigt wird, werden die Wärmekapazitäten nicht berück-
sichtigt. Für die Modellierung der Wärmeleitung werden mit Hilfe von eindimensionalen
Betrachtungen die Ersatzelemente synthetisiert [69–72]. Die Modellierung der konvektiven
Wärmeübergänge erfolgt nach der einschlägigen Literatur [73–75] unter Verwendung der im
Rahmen der Ähnlichkeitstheorie bzw. durch empirische Untersuchungen gefundenen Nußelt-
Zahlen Nu und die daraus abgeleiteten Wärmeübergangskoeffizienten α .

Die Berechnung erfolgt für S1-Betrieb (Dauerbetrieb) im Bemessungspunkt bei typischen
Umgebungsbedingungen mit einer Umgebungstemperatur von ϑamb = 15°C und für eine
Windgeschwindigkeit von vamb = 12m/s. Auf eine strömungstechnische Berechnung des
Kühlmittelstroms in der Maschine unter Berücksichtigung von Druckerzeugung und Druck-
abfall wird verzichtet. Die Kühlung wird stattdessen durch eine feste Kühlmitteleintrittstem-
peratur von ϑL,0 = 25°C und einen festen Kühlmittelvolumenstrom von V̇ = 12m3/s model-
liert. Diese Werte wurden mit Mitteilungen aus der einschlägigen Industrie für diese Genera-
torgröße abgestimmt.

l
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(a) eindimensionales Modelll
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(b) thermisches Ersatznetz

Abb. 3.23.: Ersatzschaltbildsynthese nach [71]: Stationäre, eindimensionale Wärmeleitung
mit homogener Verlustdichte und thermisches Ersatznetz zur Berechnung der
mittleren Temperatur ϑavg.

Die im thermischen Netzwerk verwendeten Knotenpunkte gelten für die mittleren Bauteil-
temperaturen. Dies muss, insbesondere für räumlich verteilten Verlustquellen, bei der Syn-
these der Ersatzanordnung berücksichtigt werden [71]. Bei eindimensionaler Wärmeleitung
und konstanter volumetrischer Verlustdichte PV nach Abb. 3.23(a) ist die in Abb. 3.23(b) dar-
gestellte Ersatzanordnung für die mittlere Bauteiltemperatur ϑavg, welche sich nach (3.21)
berechnet, zu verwenden. Darin tritt der Wärmewiderstand Rth,0 = l/(λ ·A) und die gesamte
Quellleistung P = PV · l ·A auf. A ist die über der Länge l konstante Querschnittsfläche und λ
die Wärmeleitfähigkeit.

ϑavg =
1
V

·
∫︂∫︂∫︂

V

ϑ dV (3.21)
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3.3.7.1. Kühlsystem und thermisches Ersatzschaltbild

Das primäre Kühlsystem des Generators wurde von ausgeführten Windgeneratoren übernom-
men und ist ein geschlossener Luftkreislauf mit Fremdbelüftung. Die Rückkühlung der Pri-
märluft erfolgt durch einen Luft-Luft-Wärmetauscher an die Umgebung mit einem separaten
Lüfter. Nach DIN EN 60034-6 [76] lautet die Code-Bezeichnung der Kühlung IC9A7A7.
Der Primärkühlkreislauf ist in Abb. 3.24 schematisch im Längsschnitt dargestellt. Die pri-
märe Kühlluft wird auf beiden Seiten über die Wickelköpfe axial in den Luftspalt und die
Pollücken eingeblasen und strömt radial durch die Kühlschlitze des Statorblechpakets. Die
erwärmte Luft tritt in das Innengehäuse des Stators ein und wird dem Wärmetauscher zur
Rückkühlung zugeführt. Durch das axiale Einblasen der Kühlluft in den Luftspalt können
auch der Rotor bzw. die Permanentmagnete effektiv gekühlt werden, obwohl diese deutlich
geringere Erwärmungen aufweisen als die Statorwicklung.

Das thermische Netzwerk umfasst den inneren Kühlkreislauf und dient der Berechnung der
mittleren Bauteiltemperaturen, welche sich näherungsweise für die Querschnitte bei 1/4 bzw.
3/4 der axialen Maschinenlänge einstellen. Diese Querschnittsebenen sind in Abb. 3.24 mit
strichpunktierten Linien markiert. Das resultierende thermische Ersatzschaltbild ist in Abb.
3.26 dargestellt. Zur Identifikation der Lage der Knotenpunkte des thermischen Ersatzschalt-
bildes sind die Knotenpunkte in das schematische Maschinenmodell in Abb. 3.25 eingezeich-
net und in Tab. 3.9 beschrieben.

Rotormagnete

Statorblechpaket

RotorglockeLuftspalt

Wickelkopf der 

Statorwicklung Querschnitte für 

thermisches Netzwerk

Abb. 3.24.: Innere Luftkühlung des Windgenerators schematisch im Längsschnitt. Strich-
punktiert sind die Querschnittsebenen des thermischen Netzwerks (Abb. 3.26).
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R1
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R3

L2

S1

S4

l1/4

L3

L4

S2
S3

Kühlluft

Abb. 3.25.: Lage der Knotenpunkte des thermischen Netzwerks des Windgenerators. Bild-
quelle: [T10].

Tab. 3.9.: Knotenpunkte im thermischen Netzwerk des Windgenerators.

L0 Temperatur der primären Kühlluft bei Eintritt in die Maschine
L1 Umgebungstemperatur außerhalb der Rotorglocke
L2 mittlere Kühlmitteltemperatur im Luftspalt der Maschine
L3 mittlere Kühlmitteltemperatur im radialen Kühlkanal des Statorblechpa-

kets auf Höhe der Statorzähne
L4 mittlere Kühlmitteltemperatur im radialen Kühlkanal des Statorblechpa-

kets auf Höhe des Statorjochs

R1 mittlere Oberflächentemperatur des Rotorjochs
R2 mittlere Rotorjochtemperatur
R3 mittlere Magnettemperatur

S1 mittlere Temperatur im Statorzahn
S2 mittlere Oberflächentemperatur der Statorspule
S3 mittlere Leitertemperatur (Kupfer)
S4 mittlere Statorjochtemperatur
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Abb. 3.26.: Thermisches Netzwerk des Windgenerators für mittlere Bauteiltemperaturen in
Querschnittsebenen gemäß Abb. 3.24.
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Im Rahmen des verwendeten thermischen Modells werden weder axial gerichtete Wärmeströ-
me berücksichtigt noch die Temperatur im Wickelkopf berechnet. Für den Wickelkopf wird
vorausgesetzt, dass dessen Luftkühlung so ausgestaltet ist, dass die lokale Erwärmung im
zulässigen Bereich bleibt. Dazu wird die eintretende Kühlluft vor dem Einblasen in den Luft-
spalt über die Wickelköpfe geführt. Das hier verwendete Modell beschränkt sich hinsichtlich
des Wickelkopfs auf die Berücksichtigung der Kühlmittelerwärmung durch die Übertragung
der Stromwärmeverluste des Wickelkopfs auf die eintretende Kühlluft.

Im Folgenden wird die Berechnung der thermischen Ersatzelemente, d.h. der thermischen
Widerstände, dargestellt. Hierbei sind häufig Fallunterscheidungen nach verteilter Einschicht-
wicklung (q = 1) und Zweischicht-Zahnspulenwicklung (q = 1/2; q = 2/5) notwendig.

3.3.7.2. Wärmeleitung in der Statornut

Die Modellbildung wird anhand der schematischen Querschnittdarstellung einer Nut in Abb.
3.27 diskutiert. Der Aufbau eines Teilleiters ist in Abb. 3.27(a) dargestellt und umfasst eine
Kupferregion und eine Lackschicht der Dicke dLack. Aufgrund der Abrundung des Profilkup-
fers reduzieren sich die thermisch wirksame Kontaktfläche zu benachbarten Teilleitern. Dies
wird in Querrichtung zur Nut durch einen Faktor kCu,γ = 2/3 und in Längsrichtung zur Nut
durch einen Faktor kCu,r = 4/5 berücksichtigt. Der Wicklungsaufbau und die Lage der Kno-
ten des thermischen Netzwerks sind für die Einschichtwicklung in Abb. 3.27(b) und für die
Zweischichtwicklung in Abb. 3.27(c) dargestellt. Jede Spulenseite ist aus (nγ ×nr) Teilleitern
aufgebaut. Dabei bezeichnet nγ die Teilleiteranzahl quer zur Nut und nr die Teilleiteranzahl
längs der Nut. Da während der Optimierung keine Wicklungsauslegung erfolgt, werden die
folgenden typischen Werte einer industriell in ähnlicher Weise gefertigten Referenzmaschi-
ne im Rahmen der thermischen Berechnung für alle Wicklungstypen verwendet: nγ = 2 und
nr = 20.

Die Bestimmung der thermischen Widerstände in der Nut basiert auf einer Homogenisie-
rung der räumlich verteilten Anordnung verschiedener Materialien und Verlustquellen zu ei-
ner Ersatzanordnung mit Knotenpunkten. Der Knoten S3 im thermischen Netzwerk (s. Abb.
3.26) repräsentiert den Punkt mit mittlerer Leitertemperatur ϑCu, welche insbesondere für
die Berechnung der Statorstromwärmeverluste verwendet wird. Da die Spulenseiten in zwei
Richtungen, nämlich sowohl in Umfangsrichtung als auch in radialer Richtung, entwärmen,
ist eine korrekte Netzwerksynthese mit wenigen Elementen nur durch zusätzliche Annah-
men möglich. Nach [71] wird hier angenommen, dass die Wärmeströme in diesen beiden
Hauptrichtungen unabhängig voneinander sind. Die Homogenisierung der Spulenseiten be-
schränkt sich auf den Bereich der stromführenden Teilleiter. Hier wird in beiden Richtungen
durch die Reihenschaltung der vom Wärmefluss durchsetzten Materialien je ein Ersatzwider-
stand gebildet. Die Ausdehnung der Region, über die homogenisiert wird, ist in Abb. 3.27(b)
bzw. 3.27(c) eingezeichnet und reicht in der Querrichtung von Punkt S2 bis Punkt S2’ und in
Längsrichtung von Punkt S5 bis Punkt S6. All diese Punkte liegen auf der Oberfläche der äu-
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Abb. 3.27.: Schematische Darstellung der Statornut zur Synthese der thermischen Ersatzwi-
derstände.

ßeren blanken Teilleiter. Weitere Abmessungen und die verwendeten Wärmeleitfähigkeiten
sind in Tab. 3.10 zusammengefasst.

Die Rechnung zur Homogenisierung in Nutquerrichtung zwischen den Punkten S2 und S2’ ist
in (3.22)–(3.26) dargestellt. Zunächst wird die Anzahl n′γ der vom Wärmefluss durchsetzten
Lackschichten ermittelt. Danach müssen die vom Wärmestrom durchsetzte blanke Kupfer-
weite b′Cu und die blanke Kupferhöhe h′Cu bestimmt werden. Bezogen auf die ganze Maschine
ergibt sich für den stromführenden Bereich der thermische Querwiderstand Rth,S2−S2′ . Unter
Berücksichtigung der Symmetrieachse des Temperaturfeldes in der Nutmitte und den Über-
legungen zur mittleren Temperatur bei homogen verteilter Verlustdichte (s. Abb. 3.23) ergibt
sich für die mittlere Kupfertemperatur im Knotenpunkt S3 der im Ersatzschaltbild verwen-
dete Widerstand Rth,s4 (vgl. Abb 3.26).
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n′γ =

⎧
⎪⎨
⎪⎩

4 ·
(︃⌈︂

nγ
2

⌉︂
−1
)︃

für Einschichtwicklung

4 ·
(︁
nγ −1

)︁
für Zweischichtwicklung

(3.22)

b′Cu =

⎧
⎨
⎩

bCu −2 ·nγ ·dLack für Einschichtwicklungen

2 ·
(︁
bCu −2 ·nγ ·dLack

)︁
für Zweischichtwicklungen

(3.23)

h′Cu = hCu −2 ·nr ·dLack (3.24)

Rth,S2−S2′ =
1
Q
·
(︄

b′Cu
λCu ·h′Cu ·L

+
n′γ ·dLack

λIso · kCu,γ ·h′Cu ·L

)︄
(3.25)

Rth,s4 =
1
12

·R0,S2−S2′ (3.26)

Tab. 3.10.: Windgenerator: Spulenaufbau, Lackschichtdicke und Wärmeleitfähigkeiten.

dLack Dicke der Lackschicht der Teilleiter 100µm
nγ Teilleiter nebeneinander 2
nr Teilleiter übereinander 20

λIso Wärmeleitfähigkeit von Lack und getränkter Bandage 0,18W/(m ·K)

λCu Wärmeleitfähigkeit für blankes Kupfer 390W/(m ·K)

In Nutlängsrichtung wird die Homogenisierung zwischen den Punkten S5 und S6 aus Abb.
3.27(b) bzw. 3.27(c) vorgenommen und ist in (3.27) bis (3.29) rechnerisch dargestellt. Zu-
nächst wird die Anzahl n′r der Lackschichten in Nutlängsrichtung zwischen S5 und S6 be-
stimmt. Danach wird der auf die ganze Maschine bezogene thermische Nutlängswiderstand
Rth,S5−S6 berechnet. Da die Nut aufgrund der geringen thermischen Leitfähigkeit des Nutver-
schlusses in Längsrichtung näherungsweise nur in Richtung Nutgrund entwärmt, ergibt sich
unter Berücksichtigung der Überlegungen zur mittleren Temperatur bei homogen verteilter
Verlustdichte (vgl. Abb. 3.23) der im Ersatzschaltbild verwendete thermische Widerstand
Rth,s6. Darin wird erstmalig auch die Breite der Nut bsQ verwendet.

n′r = 2 · (nr −1) (3.27)

Rth,S5−S6 =
1
Q
·
(︄

h′Cu
λCu ·b′Cu ·L

+
n′r ·dLack

λIso · kCu,r ·b′Cu ·L

)︄
(3.28)

Rth,s6 =
1
3
·R0,S5−S6 +

dLack +hbl

λIso ·b′Cu · lFe ·Q
+

hsy/2
λFe,∥ ·bsQ · lFe ·Q

(3.29)

Die Einführung des Knotenpunkts S2 in der äußersten Leiterlage in Abb. 3.27 ist in den bei-
den konkurrierenden lateralen Entwärmungspfaden begründet: Zum einen kann der Leiter
in jedem radialen Kühlkanal an die Kühlluft Wärme abgeben und zum anderen ist in den
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Teilblechpaketen eine Entwärmung in das umgebende Statoreisen des Blechpakets möglich.
Aufgrund der kurzen Teilblechpakete werden diese beiden Entwärmungspfade ohne Berück-
sichtigung des axialen, sehr kleinen Wärmewiderstands im Kupfer direkt mit dem Knoten S2
verbunden. Der konduktive Anteil des erstgenannten Pfads zur direkten Wärmeabgabe in den
Kühlkanal wird mit Hilfe von Rth,s8 in (3.30) modelliert. Der letztgenannte Pfad in Richtung
Zahn wird mit Hilfe von Rth,s3 in (3.31) modelliert.

Rth,s8 =
dLack +bsl

hCu ·λIso
· 1

2 ·Q ·nk · lk
(3.30)

Rth,s3 =

(︄
bsz/4

hsz ·λFe,∥
+

dLack +bsl

hCu ·λIso

)︄
· 1

2 ·Q · lFe
(3.31)

3.3.7.3. Wärmeleitung im Statorblechpaket

Die weiteren konduktiven Wärmewiderstände im Statorblechpaket werden auf Grundlage
der bekannten Beziehungen für die idealisierten Anordnungen von Quadern und axial durch-
strömten Hohlzylindern in (3.32) bis (3.35) bestimmt. Die Wärmeleitfähigkeit des Stator-
blechpakets ist in Tab. 3.11 angegeben und hängt davon ab, wie der Wärmestrom im Bezug
auf die Lamellierung orientiert ist, sodass die thermische Anisotropie der Wärmeleitung in
Blechebene λFe,∥ und quer dazu λFe,⊥ erfasst wird. In den Statorzähnen und dem Statorjoch
treten die Statorummagnetisierungsverluste als verteilte Quellen auf. Allerdings wird hier aus
zwei Gründen keine Modellierung mit dem Ziel der korrekten Ermittlung der durchschnittli-
chen Bauteiltemperatur durchgeführt (vgl. Abb. 3.23):

1. Die Statorummagnetisierungsverluste werden ohne Berücksichtigung der Blechtempe-
ratur ermittelt, sodass es zur Bestimmung des Wirkungsgrades nicht notwendig ist, die
mittlere Statorblechtemperatur zu kennen.

2. Im Statorblechpaket treten Wärmeströme in allen drei Raumrichtungen auf, was wegen
der oben genannten thermischen Anisotropie zu einem komplizierteren thermischen
Ersatzmodell mit unverhältnismäßig hohem Aufwand führt.

Rth,s1 =
hsz/2

λFe,∥ ·bsz · lFe ·Q
(3.32)

Rth,s2 =
l1/4

λFe,⊥ ·hsz ·bsz · (nk +1) ·2 ·Q (3.33)

Rth,s5 =

(︁
hsz +hsy

)︁
/2

λFe,∥ ·bsz · lFe ·Q
(3.34)

Rth,s7 =
l1/4

λFe,⊥ ·π ·
(︂(︁

rsi +hsy
)︁2 − r2

si

)︂
·2 · (nk +1)

(3.35)
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Tab. 3.11.: Wärmeleitfähigkeit im Statorblechpaket und Rotor des Windgenerators.

Statorblechpaket (M470-65A)

λFe,∥ Wärmeleitfähigkeit parallel zur Paketschichtung [77] 28W/(m ·K)

λFe,⊥ Wärmeleitfähigkeit senkrecht zur Paketschichtung [77] 5W/(m ·K)

Rotor

λFe,r Wärmeleitfähigkeit des Rotorjochs (Stahl S355) [78] 55,7W/(m ·K)

λM Wärmeleitfähigkeit der Permanentmagneten (N46MH) [79] 9W/(m ·K)

3.3.7.4. Wärmeleitung im Rotor

Auch im Rotor werden auf Grundlage der bekannten Beziehung für einen thermisch radial
durchströmten Hohlzylinder die thermischen Ersatzschaltbildgrößen in (3.36) bis (3.38) er-
mittelt. Auf eine Modellierung der durchschnittlichen Bauteiltemperaturen (vgl. Abb. 3.23)
wird verzichtet, da einerseits die Verlustdichten in den Magneten und im Rotorjoch aufgrund
der radial abklingenden Wirbelstromdichte radial nicht homogen verteilt sind und sich ande-
rerseits alle Rotortemperaturen aufgrund der verhältnismäßig dünnen Rotorkonstruktion als
Rotorglocke nur geringfügig unterscheiden. Die Wärmeleitfähigkeit im Rotorjoch λFe,r und
in den Permanentmagneten λM sind in Tab. 3.11 angegeben.

Rth,r1 =
1

2 ·π ·L ·λFe,r
· ln

⎛
⎝ rro

rro − hry
2

⎞
⎠ (3.36)

Rth,r2 =
1

2 ·π ·L ·

⎡
⎢⎣ 1

λFe,r
· ln

⎛
⎝ rro − hry

2
rro −hry

⎞
⎠+

1
λM

· ln
(︄

rro −hry

rri +
hM
2

)︄⎤
⎥⎦ (3.37)

Rth,r3 =
1

2 ·π ·L ·λM
· ln
(︄

rri +
hM
2

rri

)︄
(3.38)

3.3.7.5. Konvektion von Rotoraußenmantel zu Umgebungsluft

Die Strömungsgeschwindigkeit wird von der axial gerichteten Windgeschwindigkeit v =

12m/s gegenüber der Umfangsgeschwindigkeit der Drehbewegung, die ca. 3,5m/s im Nenn-
punkt beträgt, dominiert. Daher werden die konvektiven Beziehungen für den Fall „ebene
Platte“ aus [74, Kapitel G4] unter Berücksichtigung der aus Windgeschwindigkeit und Dreh-
bewegung vektoriell addierten (3.40), resultierenden Geschwindigkeit angewendet.

Stoffeigenschaften der Umgebungsluft (ϑ = 15°C, p = 1013hPa):

Pr = 0,718 ν = 15,1 ·10−6 m2/s λ = 0,0257W/(m ·K) (3.39)
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Reynolds-Zahl Re:

v =

√︂
v2

amb +(2 ·π · rro ·n)2 c = lax,v Re =
v · c
ν

(3.40)

Nußelt-Zahl Nu:

Nulam = 0,664 ·
√

Re · 3
√

Pr Nuturb =
0,037 ·Re0,8 ·Pr

1+2,443 ·Re−0,1 · (Pr2/3 −1)
(3.41)

Nu =
√︂

Nu2
lam +Nu2

turb (3.42)

Konvektiver Wärmewiderstand Rth,rα1:

α =
Nu ·λ

c
A = 2 ·π · rro · lax,v Rth,rα1 =

1
α ·A (3.43)

3.3.7.6. Konvektion von Magnetoberfläche zu Kühlluft im Luftspalt

Die Strömung im Luftspalt wird vollständig von der axialen Geschwindigkeitskomponente
dominiert. Aufgrund der langsamen Drehzahl kann die tangentiale Geschwindigkeitskompo-
nente, welche aus der Drehbewegung des Rotors resultiert und ca. 3,4m/s im Nennpunkt
beträgt, vernachlässigt werden. In der modellierten Querschnittsebene beträgt der Volumen-
strom ein Viertel des Gesamtkühlmittelstromes, da die Kühlluft auf beiden Maschinenseiten
eingeblasen wird und bei einem Viertel axialer Tiefe bereits die Hälfte des Kühlmittels durch
die radialen Kühlschlitze im Statorblechpaket den Luftspalt verlassen hat. Dabei ist eine li-
neare Abnahme des axialen Kühlluftstroms angenommen worden, was streng genommen
nicht gültig ist, aber im Rahmen dieser Untersuchung ausreicht. Zur Modellierung wird der
Fall „Konzentrischer Ringspalt“ aus [73, Kapitel G2] herangezogen.

Stoffeigenschaften der Kühlluft (ϑ = 50°C, p = 1013hPa):

Pr = 0,718 ν = 17,95 ·10−6 m2/s λ = 0,0278W/(m ·K) (3.44)

Reynolds-Zahl Re:

v =
V̇/4

π ·
(︁
rri

2 − rso2
)︁
+(1− fp) ·π ·

(︂
(rri +hM)2 − rri

2
)︂ c = 2 ·δ Re =

v · c
ν

(3.45)

Nußelt-Zahl Nu (für Turbulenz mit Re > 1 ·104):

k = 1,07+
900
Re

− 0,63
1+10 ·Pr

(3.46)
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ξ =

(︄
1,8 · log10

(︃
2
3
·Re
)︃
−1,5

)︄−2

(3.47)

F = 0,75 (3.48)

Nu =

(︁
ξ/8

)︁
·Re ·Pr

k+12,7 ·
√︁

ξ/8 ·
(︂

Pr2/3 −1
)︂ ·
(︄

1+
(︃

c
L/2

)︃2/3
)︄
·F (3.49)

Konvektiver Wärmewiderstand Rth,rα2:

α =
Nu ·λ

c
A = 2 ·π · rri ·L Rth,rα2 =

1
α ·A (3.50)

3.3.7.7. Konvektion von Statoroberfläche zu Kühlluft im Luftspalt

Aufgrund des Radiusverhältnisses rri/rso ≈ 1 ergeben sich für die Statoroberfläche ähnliche
Strömungsverhältnisse wie an der Rotoroberfläche, sodass die Nußelt-Zahl aus (3.49) ver-
wendet wird. Die Stoffeigenschaften werden aus (3.44) übernommen.

Konvektiver Wärmewiderstand Rsα1:

α =
Nu ·λ

c
A = lFe ·bsz ·Q Rth,sα1 =

1
α ·A (3.51)

3.3.7.8. Konvektion von Spule zu Kühlluft im Kühlkanal

Die Strömung im radialen Kühlkanal des Statorblechpakets wird nach [75] modelliert. Die
folgenden Beziehungen gelten im Bereich der Statorzähne.

Reynolds-Zahl Re:

v =
V̇

Q ·nk · lk ·bsz
c =

2 · lk ·bsz

lk +bsz
Re =

v · c
ν

(3.52)

Nußelt-Zahl Nu (für Turbulenz mit Re > 1 ·103):

Nu = 0,045 ·Re0,8 (3.53)

Konvektiver Wärmewiderstand Rth,sα2:

α =
Nu ·λ

c
A = hCu ·nk · lk ·2 ·Q Rth,sα2 =

1
α ·A (3.54)
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3.3.7.9. Konvektion von Statorzahn zu Kühlluft im Kühlkanal

Die Strömungsverhältnisse entsprechen denen bei der Bestimmung von Rth,sα2. Die
Reynolds-Zahl ist in (3.52) angegeben und die Nußelt-Zahl in (3.53).

Konvektiver Wärmewiderstand Rth,sα3:

α =
Nu ·λ

c
A = 2 ·Q ·nk ·bsz ·hsz Rth,sα3 =

1
α ·A (3.55)

3.3.7.10. Konvektion von Statorjoch zu Kühlluft im Kühlkanal

Die Strömung im radialen Kühlkanal des Statorblechpakets wird nach [75] modelliert. Die
folgenden Beziehungen gelten im Bereich des Statorjochs.

Reynolds-Zahl Re:

v =
V̇

2 ·π ·
(︂

rsi +
hsy
2

)︂
· lk ·nk

c = 2 · lk Re =
v · c
ν

(3.56)

Nußelt-Zahl Nu:

Nu = 0,03 ·Re0,8 (3.57)

Konvektiver Wärmewiderstand Rth,sα4:

α =
Nu ·λ

c
A = (2 ·nk) ·π ·

(︂(︁
rsi +hsy

)︁2 − r2
si

)︂
Rth,sα4 =

1
α ·A (3.58)

3.3.7.11. Gleichungssystem und Randbedingungen

Das thermische Netzwerk wird unter Anwendung des Knotenpotentialverfahrens [80] und der
folgenden Vorgaben in ein lineares Gleichungssystem überführt und gelöst. Aus den dann be-
kannten Temperaturen an den Knoten können sämtliche Wärmeströme zwischen den Knoten
berechnet werden.

Zu den Vorgaben gehören die im thermischen Netzwerk auftretenden Wärmequellen an aus-
gewählten Knoten. Diese gliedern sich in die vor der thermischen Berechnung fest vorgege-
benen Wärmequellen und die Statorstromwärmeverluste für die tatsächliche mittlere Leiter-
temperatur. Die folgenden Wärmequellen werden fest vorgegeben.

1. Solare Wärmeeinstrahlung: Pr,sol mit dem Absorptionskoeffizient α = 0,25 und der
solaren Einstrahlung Esol = 1000W/m2

Pr,sol = Esol ·α · lax,v ·2 · rro (3.59)
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2. Wirbelstromverluste im Rotorjoch: Pr,ry

3. Wirbelstromverluste in den Permanentmagneten: Pr,M

4. Ummagnetisierungsverluste in den Statorzähnen: PFe,sz

5. Ummagnetisierungsverluste im Statorjoch: PFe,sy

Daneben werden nach (3.17) die Statorstromwärmeverluste entsprechend der tatsächlichen
mittleren Leitertemperatur berücksichtigt. Hierbei ist, wie im Abschnitt 3.3.7.1 ausgeführt, zu
berücksichtigen, dass nur der im Aktivteil (Blechpaket) auftretende Anteil der Statorstrom-
wärmeverluste im thermischen Modell berücksichtigt wird. Der Anteil im Wickelkopf wird
durch die getrennt ausgeführte Wickelkopfkühlung abgeführt. Die im thermischen Netzwerk
verwendeten Stromwärmeverluste ergeben sich daher nach (3.60), wobei die darin auftreten-
de mittlere Leitertemperatur ϑCu der Knotentemperatur in S3 in Abb. 3.26 entspricht.

PCu,int(ϑCu) =

(︄
1− 2 · lb

lavg

)︄
·PCu,DC(ϑCu) (3.60)

Die Kühllufttemperatur steigt vom Kühlmitteleintritt bis zum -austritt aufgrund der aufge-
nommenen Verlustleistung an. Im thermischen Netzwerk werden die nach (3.61) bis (3.64)
berechneten, abschnittsweise gemittelten Kühllufttemperaturen verwendet. Dabei wird ent-
sprechend einer geschätzten Kühllufttemperatur von 50°C die spezifische Wärmekapazität
cp = 1,01kJ/(kg ·K) und die Dichte ρ = 1,094kg/m3 angenommen [75].

PCu,b =
2 · lb
lavg

·PCu,DC(ϑCu) (3.61)

ϑL2 = ϑL,0 +
PCu,b −PL,δ /2

cp ·ρ ·V̇ (3.62)

ϑL3 = ϑL,0 +
PCu,b −PL,δ −PL,sz/2

cp ·ρ ·V̇ (3.63)

ϑL4 = ϑL,0 +
PCu,b −PL,δ −PL,sz −PL,sy/2

cp ·ρ ·V̇ (3.64)

3.3.8. Wickelkopfstreuung und elektrisches Ersatzschaltbild

Zur Ermittlung der elektrischen Klemmengrößen, insbesondere des Grundschwingungsleis-
tungsfaktors cosϕs,1, müssen die aus der FE-Simulation gewonnenen Daten unter Berück-
sichtigung der Wickelkopfstreuinduktivität Ls,σb und der im Nachhinein ermittelten Verluste
korrigiert werden. Dazu wird das in Abb. 3.28 dargestellte Grundschwingungsersatzschalt-
bild genutzt. Im Folgenden wird zunächst die analytische Berechnung der Wickelkopfstreu-
ung für Ein- und Zweischichtwicklungen dargestellt und danach auf die Bestimmung der
übrigen Ersatzschaltbildelemente eingegangen.
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Abb. 3.28.: Grundschwingungsersatzschaltbild zur Berechnung der Klemmengrößen aus der
FE-Simulation.

3.3.8.1. Wickelkopfstreuung der Einschichtwicklung

Für die Einschichtwicklung wird die Wickelkopfstreuinduktivität nach [81] auf Grundlage
von Messungen durch Künzel an Modellanordnungen herangezogen [82]. Für den Spezialfall
q = 1 resultiert die Wickelkopfstreuung Ls,σb nach (3.65)–(3.66), wobei lb die Leiterlänge im
Wickelkopf ist und dw die Querschnittsdiagonale der Spulenseite ist.

λb = 0,37 ·
(︃

1+0,9 · lb −10 ·dw

lb +10 ·dw

)︃
(3.65)

Ls,σb = µ0 ·Ns
2 · 2

p
·λb · lb (3.66)

3.3.8.2. Wickelkopfstreuung der Zweischichtzahnspulenwicklung

Die Zweischichtzahnspulenwicklung weist Spulenseiten auf, die nebeneinander in der Nut
angeordnet sind. Diese Anordnung entspricht geometrisch weitgehend den Feldwicklun-
gen von elektrisch erregten Schenkelpol-Synchronmaschinen. Die Streuinduktivität bzw. die
Streuleitwerte sind in [83, 84] analytisch auf Grundlage von konformen Abbildungen be-
rechnet. Das Prinzip dieser Rechnung ist in Abb. 3.29 dargestellt. Darin wird der Stirnraum
und das angenommene Stirnraummagnetfeld einer bestromten Zahnspule 1 gezeigt, welche
um den mittleren Zahn gewickelt ist. Der Wickelkopf der Zahnspule ist nicht dargestellt.
Vereinfachend wird angenommen, dass im Stirnraum das Magnetfeld axial aus dem umwi-
ckelten Zahn austritt und sich dann eben im Stirnraum zu den beiden benachbarten Zähnen
ausbreitet und in diese eintritt, wie dies für die willkürlich gewählte Schnittebene S gezeigt
ist. Ebenheit des Feldes bedeutet, dass das Magnetfeld im Stirnraum keine Radialkomponen-
te aufweist und sich daher der Streufluss Φ ′

σb,1 in jeder Schnittebene S in Abhängigkeit der
unterhalb der Ebene eingeschlossenen elektrischen Durchflutung Θ1 und eines längenbezo-
genen magnetischen Streuleitwertes Λ ′ berechnen lässt.

Bei den betrachteten Windgeneratoren ist die Änderung der Zahnbreite über der Zahnhö-
he auf Grund des großen Maschinendurchmessers vernachlässigbar klein, sodass mit einem
konstanten längenbezogenen Streuleitwert entlang der ganzen Nuthöhe gerechnet wird. Auf-
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'0

'1

'0 S

magnetische Feldlinien

Abb. 3.29.: Stirnstreufeld-Berechnung: Zweidimensionale Simulation des Stirnraumfeldes
einer Zahnspule in der Ebene S durch Vorgabe des magnetischen Potentials auf
dem umwickelten Zahn (ϕ1) und den benachbarten Zähnen (ϕ0 = 0) (Software
FEMM).

grund der hohen magnetischen Permeabilität des Statorblechpakets bzw. der am Blechpake-
tende angeordneten Pressfinger wird der Magnetisierungsbedarf des Rückschlusspfads, wel-
cher in Abb. 3.29 auf der Stirnseite dargestellt ist, vernachlässigt.

Der längenbezogene magnetische Streuleitwert Λ ′ wird mit Hilfe einer schnellen magneto-
statischen FE-Simulation ermittelt. Dazu wird das Feldproblem in der Ebene S mit Hilfe der
Software FEMM gelöst. Zur weiteren Vereinfachung wird dabei, wie in Abb. 3.29 dargestellt,
angenommen, dass der Stirnstreufluss einer Zahnspule nur bis zu den beiden benachbarten
Zähnen reicht und dass das Stirnstreufeld abrupt an der Blechpaketoberfläche endet und von
einem homogenen Nutquerfeld abgelöst wird, das In Abb. 3.29 nicht dargestellt ist. Das Feld-
problem wird mit Hilfe des magnetischen Skalarpotentials gelöst. Dazu wird entsprechend
einer angenommenen elektrischen Probedurchflutung Θ1 das magnetische Potential ϕ1 =Θ1
des magnetisierten Zahnes und das Potential ϕ0 = 0 der benachbarten Zähne vorgegeben.
Alle restlichen Modellkanten werden durch homogene Neumann-Randbedingungen des ma-
gnetischen Skalarpotentials geschlossen, sodass kein magnetischer Fluss durch diese aus-
tritt. Das Ergebnis der FE-Simulation ist der längenbezogene magnetische Gesamtstreufluss
Φ ′

σb,1, welcher am umwickelten Zahn austritt. Der längenbezogene magnetische Stirnstreu-
leitwert Λ ′ nach (3.67) bezieht sich auf den halben magnetischen Fluss. Üblicherweise wird
der magnetische Streuleitwert dimensionslos als λb nach (3.68) angegeben.

Λ ′ =
Φ ′

σb,1/2

Θ1
(3.67)

λb =
Λ ′

µ0
(3.68)
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Abb. 3.30.: Stirnstreufeld-Berechnung: Selbst- und Gegeninduktivität.

Mit Hilfe des ermittelten Stirnstreuleitwerts λb werden anhand von Abb. 3.30 die Selbst- und
Gegeninduktivität von zwei benachbarten, magnetisch mitgekoppelten Spulen 1 und 2 be-
rechnet. In (3.69)–(3.71) ist die Berechnung der Selbstinduktivität Lσb,11 einer Spule gezeigt
und in (3.72)–(3.74) die Berechnung der Gegeninduktivität Lσb,12. Der dabei auftretende
Faktor 2 berücksichtigt beide Maschinenseiten an der Antriebs- und Nichtantriebsseite.

Ψσb,1(Ic,1) = 2 ·
hCu+htl∫︂

y=0

N(y) ·Φ ′
σb,1(y)dy (3.69)

Ψσb,1(Ic,1) = 2 ·
hCu∫︂

y=0

(︃
Nc

hCu
· y
)︃
·
(︃

2µ0 ·λb ·
Nc · Ic,1

hCu
· y
)︃

dy

+2 ·
hCu+htl∫︂

y=hCu

Nc ·
(︁
2µ0 ·λb ·Nc · Ic,1

)︁
dy

(3.70)

Lσb,11 =
Ψσb,1(Ic,1)

Ic,1
= 4 ·µ0 ·λb ·Nc

2 ·
(︃

hCu

3
+htl

)︃
(3.71)

Ψσb,1(Ic,2) = 2 ·
hCu+htl∫︂

y=0

N(y) ·Φ ′
σb,1(y)dy (3.72)
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Ψσb,1(Ic,2) = 2 ·
hCu∫︂

y=0

(︃
Nc

hCu
· y
)︃
·
(︃

µ0 ·λb ·
Nc · Ic,2

hCu
· y
)︃

dy

+2 ·
hCu+htl∫︂

y=hCu

Nc ·
(︁
µ0 ·λb ·Nc · Ic,2

)︁
dy

(3.73)

Lσb,12 =
Ψσb,1

Ic,2
= 2 ·µ0 ·λb ·Nc

2 ·
(︃

hCu

3
+htl

)︃
=

Lσb,11

2
(3.74)

In den folgenden Abschnitten werden die resultierenden Streuinduktivitäten zunächst
je Urwickelschema und dann je Strang für die beiden eingesetzten Zweischicht-
Zahnspulenwicklungen berechnet. Dabei wird ein symmetrisches dreiphasiges Drehstrom-
system nach (3.75) vorausgesetzt und die Herleitung ohne Beschränkung der Allgemeinheit
für den Strang U durchgeführt.

ic,U = Îc · cos(ω · t) ic,V = Îc · cos
(︃

ω · t − 2π
3

)︃
ic,W = Îc · cos

(︃
ω · t + 2π

3

)︃
(3.75)

Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit q = 1/2
Anhand des Urwickelschemas in Abb. 3.5(a) wird in (3.76)–(3.78) die Wickelkopfstreuung
eines Urwickelschemas für den Strang U berechnet. In (3.79) ist die Wickelkopfstreuung je
Strang angegeben.

Ψσb,ur,U = Lσb,11 · ic,U −Lσb,12 · ic,V −Lσb,12 · ic,W (3.76)

Ψσb,ur,U =
3
2
·Lσb,11 · Îc · cos(ω · t) (3.77)

Lσb,ur =
Ψσb,ur,U

ic,U
= 6 ·µ0 ·λb ·Nc

2 ·
(︃

hCu

3
+htl

)︃
(3.78)

Lσb = 3 ·µ0 ·λb ·
Ns

2

p ·q ·
(︃

hCu

3
+htl

)︃
(3.79)

Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit q = 2/5
Mit der gleichen Vorgehensweise berechnet sich die Wickelkopfstreuung je Strang für die
Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit q = 2/5. Das halbe Urwickelschema ist in Abb. 3.2(a)
und die Berechnung in (3.80)–(3.83) angegeben.

Ψσb,ur,U = 2 ·Lσb,11 · ic,U +2 ·Lσb,12 · ic,U −Lσb,12 · ic,V −Lσb,12 · ic,W (3.80)

Ψσb,ur,U =
7
2
·Lσb,11 · Îc · cos(ω · t) (3.81)
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Lσb,ur =
Ψσb,ur,U

ic,U
= 14 ·µ0 ·λb ·Nc

2 ·
(︃

hCu

3
+htl

)︃
(3.82)

Lσb =
7
2
·µ0 ·λb ·

Ns
2

p ·q ·
(︃

hCu

3
+htl

)︃
(3.83)

3.3.8.3. Grundschwingungsverhalten aus FE-Simulation

Nach der Durchführung der magnetostatischen Simulation mit schrittweise veränderter Ro-
torposition sind für jeden Strang die magnetischen Statorflussverkettungen ψs,fem(kt) der
Statorwicklung und Statorströme is,fem(kt) als zeitdiskrete Folgen bekannt. Aus diesen An-
gaben werden mit Hilfe der diskreten Fouriertransformation die zugehörigen Grundschwin-
gungsamplituden bzw. Grundschwingungseffektivwerte ermittelt. Diese heißen in komplexer
Schreibweise Is,fem und Ψ s,fem und sind im im rotorfesten dq-System ausgerichtet. Mit (3.84)
wird die zugehörige induzierte Grundschwingungsspannung U s,fem berechnet.

U s,fem = j ·2 ·π · fs ·
Ψ s,fem√

2
(3.84)

Statorstromwärmeverluste
Der Widerstand Rs wird nach (3.85) so bestimmt, dass dieser die nach (3.17) berechneten
Statorstromwärmeverluste PCu,DC ergibt.

Rs =
PCu,DC

m · Is,fem
2 (3.85)

Rotorwirbelstromverluste
Der Widerstand Rr nach (3.86) bestimmt die Summe der analytisch berechneten Wirbelstrom-
verluste im Rotorjoch Pr,ry und in den Permanentmagneten Pr,M. Deren Berechnung ist in
Abschnitt 3.3.6 bzw. Kapitel 2 behandelt.

Rr =
Pr,ry +Pr,M

m · Is,fem
2 (3.86)

Statorummagnetisierungsverluste und Klemmenspannung
Die im Anschluss an die FE-Simulation nach Abschnitt 3.3.5 berechneten Statorummagneti-
sierungsverluste PFe,s werden durch den Widerstand RFe,s nach (3.88) im Grundschwingungs-
ersatzschaltbild in Abb. 3.28 repräsentiert. Die Klemmenspannung U s ergibt sich gemäß Abb.
3.28 nach (3.87).

U s =U s,fem +
(︁
Rs +Rr + j ·ω ·Ls,σb

)︁
· Is,fem (3.87)
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RFe,s =
m ·Us

2

PFe,s
(3.88)

Grundschwingungsleistungsfaktor und Klemmenstrom
Mit Hilfe der vorher berechneten Klemmenspannung U s und dem Ersatzwiderstand RFe,s
werden in (3.89) der Klemmenstrom Is und Grundschwingungsleistungsfaktor cosϕs,1 nach
(3.90) berechnet.

Is = Is,fem +
U s

RFe,s
(3.89)

cosϕs,1 =
Re
{︁

U s · Is
∗}︁

Us · Is
(3.90)

3.3.9. Optimierungsergebnisse

Für die drei Wicklungsvarianten, welche nach der analytischen Voruntersuchung thermisch
zulässige Rotorwirbelstromverluste (vgl. Tab. 3.1) aufwiesen, werden jeweils eine multikri-
terielle genetische Optimierung nach Abschnitt 3.3.1 durchgeführt und die Optimierungser-
gebnisse hier dargestellt. Neben den numerisch ermittelten, approximierten Pareto-Fronten in
Bezug auf die Kriterien „minimale Magnetmasse mM“ und „maximaler Generatorwirkungs-
grad im Nennpunkt ηN“ werden folgende Eigenschaften diskutiert: a) Mittlere Wicklungs-
temperatur ϑCu, b) Grundschwingungsleistungsfaktor cosϕs,1 und c) Drehmomentwelligkeit
∆m/(2 · m̄) .

3.3.9.1. Berechnete Maschinenvarianten

Je Wicklungsvariante wurden zwischen 13000 und 20000 Maschinenvarianten berechnet,
die das geforderte Bemessungsdrehmoment MN = 8,3MNm erreichen (s. Tab. 3.12). Die
einzelnen Individuen werden mit der für eine typische Umgebungstemperatur ϑamb = 15°C
berechneten mittleren Wicklungstemperatur ϑCu in Abb. 3.31(a)–3.31(c) über den Zielgrößen
Magnetmasse mM und Wirkungsgrad ηN dargestellt. Da das Kühlsystem über die Kühlmitte-
leintrittstemperatur ϑL,0 = 25°C und den Volumenstrom V̇ = 12m3/s fest vorgegeben ist, er-
gibt sich mit sinkendem Wirkungsgrad ηN eine steigende mittlere Wicklungstemperatur ϑCu.
Bei den folgenden Betrachtungen der Pareto-Fronten werden nur Individuen mit einer mitt-
leren Leitertemperatur von ϑCu ≤ 180°C betrachtet und als thermisch zulässig bezeichnet,
da Maschinen mit einer höheren mittleren Leitertemperatur teilweise selbst die Wärmeklasse
N (200) übersteigen würden. Eine Angabe der Wärmeklassen nach DIN EN 60034-1 [85]
erfolgt nur für die ausgewählten Individuen in Abschnitt 3.4.

Der thermisch zulässige Bereich beginnt für Wicklungsvariante V1 (q = 1; 2p = 144) bei
einem Wirkungsgrad von 89,7%. Das ist 0,7 Prozentpunkte geringer als bei Variante Z2 und
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Tab. 3.12.: Optimierung des Windgenerators: Anzahl simulierter Individuen.

V1 Z1 Z2
q = 1 q = 1/2 q = 2/5

insgesamt 20187 13184 15652
mit ϑCu ≤ 180°C 17537 10344 13198
mit ϑCu ≤ 180°C und Pareto-effizient 498 349 537

1,5 Prozentpunkte geringer als bei Variante Z1. Dies zeigt, dass V1 signifikant höhere abso-
lute Verluste bei gleicher mittlerer Wicklungstemperatur abführen kann als die beiden Zwei-
schichtzahnspulenwicklungen. Grund hierfür ist die höhere Anzahl von schmäleren Nuten,
die eine größere Wärmeaustauschfläche zwischen Wicklung und dem belüfteten Blechpaket
erzeugen. Dieser Vorteil der Einschichtwicklung ist von den konkreten, im Rahmen der Opti-
mierung fest vorgegebenen, Nut- bzw. Polzahlen abhängig. Diese höhere Nutzahl macht sich
aber auch in einem erhöhten Aufwand für das Einlegen der Spulen in die Nuten bemerkbar.

3.3.9.2. Auswertung und Vergleich der Pareto-Fronten

Die Pareto-Fronten der drei Wicklungsvarianten im thermisch zulässigen Bereich sind ge-
meinsam in Abb. 3.31(d) dargestellt. Für alle Magnetmassen bzw. Wirkungsgrade dominiert
die Variante V1 mit Einschichtwicklung (q = 1; 2p = 144) die beiden Zahnspulenwicklun-
gen Z1 (q = 1/2; 2p = 192) und Z2 (q = 2/5; 2p = 180). Dominanz bedeutet, dass für jeden
Wirkungsgrad immer ein Individuum von V1 die geringste Magnetmasse aufweist und auch
für jede Magnetmasse stets ein Individuum von V1 den höchsten Wirkungsgrad erreicht. Ein
Vergleich der beiden Zahnspulenwicklungen zeigt, dass die Variante Z2 (q = 2/5; 2p = 180)
die Variante Z1 (q = 1/2; 2p = 192) dominiert. Die Unterschiede im erreichbaren Wirkungs-
grad hängen von den betrachteten Varianten und der konkreten Magnetmasse ab. Der größte
Unterschied im Wirkungsgrad für Pareto-effiziente Maschinen ergibt sich zwischen Variante
Z1 und V1 bei geringster Magnetmasse. Da erst ab einer Magnetmasse von 4000kg für alle
Varianten thermisch zulässige Individuen vorliegen, stellt sich hier der größte Wirkungsgrad-
unterschied ein: V1 ermöglicht einen um ca. 2,5 Prozentpunkte höheren Wirkungsgrad als
Z1. Generell nehmen diese Wirkungsgradunterschiede mit zunehmender Magnetmasse ab.

Die Ursache dieser Wirkungsgradunterschiede wird anhand der Einzelverluste diskutiert. In
Abb. 3.32 ist die Zusammensetzung der Verluste der thermisch zulässigen, Pareto-effizienten
Individuen für V1, Z1 und Z2 gezeigt. Wie bei langsamdrehenden, drehmomentstarken Ma-
schinen üblich, dominieren bei allen drei Varianten die Statorstromwärmeverluste PCu. Der
Anteil der Stromwärmeverluste an den Gesamtverlusten beträgt zwischen 68% bei den effi-
zientesten Individuen von Z2 und 94% bei den ineffizientesten Individuen von V1.

Die mit der Erhöhung der Magnetmasse einhergehende Zunahme des Wirkungsgrads lässt
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Abb. 3.31.: (a)–(c) Darstellung der simulierten Individuen für die Wicklungsvarianten V1, Z1
und Z2 im Zielbereich. (d) Vergleich der Pareto-Fronten im thermisch zulässigen
Bereich mit ϑCu ≤ 180°C.
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(a) V1: Verteilte Einschichtwicklung (q = 1; 2p = 144)
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(b) Z1: Zweischicht-Zahnspulenwicklung (q = 1/2; 2p = 192)
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(c) Z2: Zweischicht-Zahnspulenwicklung (q = 2/5; 2p = 180)

Abb. 3.32.: Zusammensetzung der berechneten Verluste für Pareto-effiziente Maschinen für
die Wicklungsvarianten V1, Z1 und Z2 in (a)–(c).
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sich bei allen drei Varianten größtenteils auf die sinkenden Stromwärmeverluste zurückfüh-
ren (vgl. Abb. 3.32). Aufgrund der geringen Statorfrequenz tragen die Statorummagnetisie-
rungsverluste PFe,s weniger als 10% zu den Gesamtverlusten bei und ändern sich nicht signi-
fikant entlang der Pareto-Fronten. Die Rotorwirbelstromverluste werden in Abb. 3.32 separat
für das Rotorjoch Pr,ry und die Rotormagnete Pr,M ausgewiesen. Aufgrund der Statorfeldhar-
monischen unterscheiden sich die drei Wicklungsvarianten bezüglich der Rotorwirbelstrom-
verluste fundamental. Während bei der Variante V1 die Rotorwirbelstromverluste nur einen
Anteil von wenigen Prozent an den Gesamtverlusten haben, weist die Variante Z2 die höchs-
ten Rotorwirbelstromverluste auf. Für diese Variante können die Rotorwirbelstromverluste
bis zu 25% der Gesamtverluste betragen.

Die Dominanz der verteilten Einschichtwicklung V1 gegenüber den Zahnspulenwicklungen
Z1 und Z2 ist darauf zurückzuführen, dass die teilweise geringeren Stromwärmeverluste
der Zahnspulenwicklungen nicht die höheren Rotorwirbelstromverluste kompensieren. Für
die Zahnspulenwicklung Z1 sind aufgrund des kleineren Wicklungsfaktors der Arbeitswel-
le (kw,p = 0,866) bereits die Stromwärmeverluste höher als bei der Einschichtwicklung V1.
Folgende Faktoren führen dazu, dass die Zahnspulenwicklungen trotz der deutlich kürzeren
Wickelköpfe stets einen geringeren Wirkungsgrad aufweisen als die Einschichtwicklung V1:

• Der untersuchte Windgenerator weist eine relativ große Streckung le/τp von ca. 11
bis 18 auf. Da bei der Einschichtwicklung V1 der Anteil der Wickelkopflänge an der
mittleren Windungslänge nur ca. 25% beträgt, ist das mögliche Einsparpotential der
Zahnspulenwicklungen hinsichtlich der Statorstromwärmeverluste begrenzt (vgl. Tab.
3.4).

• Die Zahnspulenwicklungen Z1 und Z2 weisen kleinere Wicklungsfaktoren auf als die
Einschichtwicklung V1. Diese müssen für gleiches Drehmoment mit höherem Stator-
strom kompensiert werden, der die Stromwärmeverluste erhöht (vgl. Tab. 3.1).

• Die Einschichtwicklung weist aufgrund der höheren Nutzahl eine bessere Entwärmung
der Statorwicklung auf. Diese führt aufgrund der vorgegebenen Kühlung zur Verringe-
rung der Statorstromwärmeverluste durch eine geringere Leitertemperatur.

• Aufgrund der zusätzlichen Statorfeldharmonischen weisen die Zahnspulenwicklungen
signifikante Rotorwirbelstromverluste auf. Insbesondere die Variante Z2 mit q = 2/5
ist hiervon aufgrund des geringen spektralen Abstands der zur Arbeitswelle benach-
barten Oberwelle betroffen (vgl. Abschnitt 3.2.3.1).

3.3.9.3. Geometrieparameter der Pareto-effizienten Individuen

Die Eingangsgeometrieparameter der Pareto-effizienten, thermisch zulässigen Individuen
sind für die Variante Z2 (q = 2/5) in Abb. 3.33–3.34 dargestellt. Für die beiden anderen
Wicklungsvarianten V1 und Z1 befinden sich die Diagramme im Anhang A.3 in Abb. A.11–
A.14. Die Farbmarkierung der Individuen entspricht der mittleren Wicklungstemperatur wie
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in Abb. 3.31(c). In den beiden Teildiagrammen einer Zeile wird jeweils ein Geometriepara-
meter gezeigt. In der linken Spalte erfolgt die Darstellung über der Zielgröße Wirkungsgrad
im Bemessungspunkt ηN und in der rechten Spalte über der Zielgröße Magnetmasse mM. Die
horizontalen roten Linien geben die Grenzen der Parameterintervalle an, die dem Optimie-
rungsalgorithmus vorgegeben sind. Diese Grenzen sind nach den Ergebnissen vorab durch-
geführter Optimierungsläufe festgelegt und sorgen für eine Eingrenzung des Suchraums. Da
die gefundenen Pareto-effizienten Individuen diese Grenzen nicht erreichen, kann davon aus-
gegangen werden, dass die gewählte Einschränkung nur ineffiziente Individuen ausschließt.
Die Diagramme sind wenigstens qualitativ dazu geeignet, die Korrelationen zwischen Geo-
metrieparametern und Zielgrößen festzustellen.
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Abb. 3.33.: Geometrieparameter fsr, fp der Pareto-effizienten, thermisch zulässigen
Generator-Individuen von Wicklungsvariante Z2 mit q = 2/5. Die Farbmarkie-
rung der Individuen zeigt deren mittlere Leitertemperatur wie in Abb. 3.31(c) an.
Die horizontalen roten Linien geben die gewählten Parameterschranken an.
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Abb. 3.34.: Geometrieparameter fmr, fnz, fzy der Pareto-effizienten, thermisch zulässigen
Generator-Individuen von Wicklungsvariante Z2 mit q = 2/5. Die Farbmarkie-
rung der Individuen zeigt deren mittlere Leitertemperatur wie in Abb. 3.31(c) an.
Die horizontalen roten Linien geben die gewählten Parameterschranken an.

95



3.3. Optimale Maschinenauslegung

Aus dem Verlauf der Pareto-Front und aus technischen Überlegungen ist bekannt, dass eine
höhere Magnetmasse mit einem höheren Wirkungsgrad korreliert. Da sowohl eine geringe
Magnetmasse als auch ein hoher Wirkungsgrad gewünscht sind, ergibt sich ein Zielkonflikt.
Dieser Konflikt setzt sich auch bei der Wahl der Geometrieparameter fort, was exemplarisch
für den Parameter fmr, welcher das Verhältnis von Magnethöhe zur Rotorhöhe beschreibt,
gezeigt wird. Während niedrige Werte für fmr mit einer gewünschten, niedrigeren Magnet-
massen korrelieren (vgl. Abb. 3.34(b)), sind höhere Werte für fmr mit einem höheren Wir-
kungsgrad korreliert (vgl. Abb. 3.34(a)).

3.3.9.4. Grundschwingungsleistungsfaktor und Drehmomentwelligkeit

Der Grundschwingungsleistungsfaktor und die Drehmomentwelligkeit der Pareto-effizienten
Generatoren sind in Abb. 3.35(a) und 3.35(b) gezeigt. Der Grundschwingungsleistungsfaktor
ist bei allen Varianten mit dem Magnetmaterialeinsatz korreliert: Je höher die Magnetmasse,
desto höher der Grundschwingungsleistungsfaktor, da mit steigender Magnetmasse das Ver-
hältnis aus Polradspannung und Statorstrom ansteigt bzw. die Ankerrückwirkung sinkt. Die
beiden Wicklungsvarianten Z1 und Z2 mit Zweischicht-Zahnspulenwicklungen weisen einen
signifikant geringeren Grundschwingungsleistungsfaktor als die verteilte Einschichtwicklung
V1 auf. Grund hierfür ist die deutlich größere Oberwellenstreuung – und bei q = 2/5 auch
Unterwellenstreuung – der Zahnspulenwicklungen (vgl. Tab. 3.1). Damit ist bei Zahnspu-
lenwicklungen aufgrund der höheren Scheinleistung mit erheblichen Zusatzkosten für den
Frequenzumrichter zu rechnen.

Die Drehmomentwelligkeit bei Bemessungslast ist für die Pareto-effizienten Maschinen in
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Abb. 3.35.: Berechnete Grundschwingungsleistungsfaktor |cosϕs,1| in (a) und Drehmo-
mentwelligkeit ∆m/(2 · m̄) in (b) der Pareto-effizienten, thermisch zulässigen
Generator-Individuen der Wicklungsvarianten V1, Z1 und Z2.
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Abb. 3.35(b) dargestellt. Die Pareto-effizienten Maschinen zeigen zwischen Drehmoment-
welligkeit und Wirkungsgrad keine klare Korrelation, wie die Darstellung durch Punktwol-
ken zeigt. Die Drehmomentwelligkeit bei Bemessungslast ist für die Variante Z2 am ge-
ringsten und beträgt unter 1%. Für die Varianten Z1 und V1 ergeben sich deutlich größere
Drehmomentwelligkeiten bis zu 10%. Es ist jedoch zu beachten, dass die Drehmomentwel-
ligkeit kein Optimierungskriterium war. Das generell günstige Verhalten von Z2 bezüglich
der Drehmomentwelligkeit lässt sich auf das relativ lange Urwickelschema bzw. die Tatsache
zurückführen, dass der kleinste gemeinsame Teiler von Q und p vergleichsweise groß ist [7].

3.3.9.5. Vereinfachte Ermittlung Pareto-effizienter Auslegungen

In diesem Abschnitt wird dargestellt, dass es auch ohne aufwendige Verlustmodelle und ohne
thermische Berechnung möglich ist, allein auf Grundlage der elektromagnetischen Simu-
lationen und einer einfachen Abschätzung der Stromwärmeverluste Maschinenauslegungen
zu ermitteln, die hinsichtlich des tatsächlichen Wirkungsgrades ηN näherungsweise Pareto-
optimal sind.

Für die 13 ·103 bis 20 ·103 Generatorindividuen je Wicklungsvariante (s. Tab. 3.12) wer-
den im Folgenden die geschätzten Statorstromwärmeverluste P∗

Cu für eine fest vorgegebene
Wicklungstemperatur von ϑCu = 100°C berechnet. Im Anschluss werden nur unter Berück-
sichtigung dieser Statorstromwärmeverluste P∗

Cu der geschätzte Wirkungsgrad η∗
N berechnet

und damit die im Hinblick auf mM und η∗
N Pareto-effizienten Individuen ermittelt. In Abb.

3.36 wird für jede Wicklungsvariante diese neue Pareto-Front (Ziffer 2) zusammen mit der
ursprünglichen Pareto-Front (Ziffer 1) dargestellt. Die ursprüngliche Pareto-Front verwendet
dabei den Wirkungsgrad ηN, der aus den temperaturabhängigen Stromwärmeverlusten, den
Statorummagnetisierungsverlusten und den Rotorwirbelstromverlusten berechnet wird. Da
die feste Temperaturvorgabe ϑCu = 100°C stets unterhalb der berechneten Wicklungstempe-
raturen liegt, ergeben sich aufgrund der geringeren Stromwärmeverluste höhere Wirkungs-
grade für η∗

N.

Allerdings sind die nach η∗
N ermittelten Pareto-effizienten Individuen näherungsweise auch

bezüglich des Wirkungsgrades ηN Pareto-effizient. Dies wird anhand Abb. 3.36 durch die
Eintragung des Wirkungsgrades ηN für die nach η∗

N Pareto-effizienten Individuen (Ziffer 3)
belegt, da die so eingetragenen Punkte näherungsweise auf der Pareto-Front für ηN liegen.

Grund hierfür ist, dass die beiden wesentlichen Verlustgruppen, nämlich Statorstromwärme-
verluste und Rotorwirbelstromverluste, eine näherungsweise quadratische Abhängigkeit vom
Statorstrom aufweisen (vgl. Abschnitt 2.4.4.2). Dadurch ist es möglich, nur auf Grundlage
der elektromagnetischen Berechnung die Pareto-effizienten Individuen durch Minimierung
des quadrierten Statorstroms zu finden. Eine Aussage über den resultierenden Wirkungsgrad
und die thermische Zulässigkeit des Bemessungspunktes ist aber ohne weitere Modelldomä-
nen natürlich nicht möglich.
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(a) Verteilte Einschichtwicklung V1 mit q = 1
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(b) Zahnspulenwicklung Z1 mit q = 1/2
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(c) Zahnspulenwicklung Z2 mit q = 2/5

Abb. 3.36.: Optimierungsrechnung: Mit 1 bezeichnete Pareto-Fronten nach ηN und mit 2 be-
zeichnete Pareto-Fronten hinsichtlich η∗

N. Der Wirkungsgrad ηN der nach η∗
N

Pareto-effizienten Generatorindividuen ist mit 3 bezeichnet.

3.4. Ausgewählte Generatoren

Aus den Pareto-effizienten Individuen wird je Wicklungstyp ein Entwurf mit einer Magnet-
masse mM ≈ 4300kg, was der Magnetmasse eines kommerziell verfügbaren Referenzgene-
rators mit gleichem Bemessungspunkt entspricht, für die weitere Untersuchung ausgewählt.
Die ausgewählten Individuen werden entsprechend ihrer Lochzahl „M 1/2“, „M 2/5“ und
„M 1“ genannt und sind in Abb. 3.37 gemeinsam mit den Pareto-Fronten gezeigt.

Zunächst werden die im Rahmen der Optimierung berechneten Eigenschaften der ausgewähl-
ten Individuen dargestellt. Anschließend wird eine transiente 2D-FE-Simulation mit dem Pro-
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Abb. 3.37:
Vergleich der berechneten Pareto-Fronten
und daraus ausgewählter Generatorindivi-
duen „M 1/2“, „M 2/5“ und „M 1“ mit einer
Magnetmasse mM ≈ 4,3 ·103 kg.

gramm JMAG für jedes Individuum durchgeführt, da JMAG, anders als FEMM, auch transi-
ente Wirbelstromprobleme bei nichtlinearer Magnetisierungscharakteristik lösen kann [67].
Die transiente 2D-FE-Simulation ist notwendig, um einerseits die Rotorwirbelstromverluste
durch eine nichtlineare, transiente Berechnung zu überprüfen und andererseits die Entmagne-
tisierfestigkeit gegenüber dem dreiphasigen Stoßkurzschluss nachzuweisen. Abschließend
erfolgt eine Berechnung der Kraftanregung hinsichtlich des magnetischen Geräusches der
ausgewählten Generatoren.

3.4.1. Vergleich der Geometrie und des Betriebsverhaltens

In Tab. 3.13 werden die drei Maschinen M 1/2, M 2/5 und M 1 aus Abb. 3.37 hinsichtlich der
gewählten Blechschnittgeometrie und im Rahmen der Optimierung vorausberechneten Be-
triebsverhaltens verglichen. Die Geometrie von M 1/2 und M 2/5 ist insbesondere hinsichtlich
der Polbedeckung und Magnethöhe sehr ähnlich. Die Maschinenquerschnitte sind im Rahmen
der nachfolgenden, transienten feldnumerischen Nachrechnung in Abb. 3.44 und Abb. 3.45
dargestellt. Da im Zuge der Optimierung das Bauvolumen inklusive Wickelkopf fest vorgege-
ben ist, weist die Maschine M 1 aufgrund des axial weiter ausladenden Wickelkopfs eine um
ca. 10 Prozentpunkte geringere Blechpaketlänge gegenüber den beiden Maschinen mit Zahn-
spulenwicklungen auf. Aus diesen unterschiedlichen axialen Längen und der näherungsweise
gleichen Magnetmasse für alle drei Maschinen folgt, dass die Querschnittsfläche der Magne-
te für M 1 gegenüber M 1/2 und M 2/5 vergrößert ist. Die vom Optimierer ermittelte Ma-
gnetquerschnittsgeometrie weist für M 1 eine um 16 Prozentpunkte vergrößerte Magnethöhe
gegenüber M 1/2 und M 2/5 trotz des konstanten mechanischen Luftspalts δ = 8mm auf. Na-
heliegendste Ursache für die höheren Magnete ist die aufgrund der geringen Polzahl von M 1
verlängerte mittlere Feldlinienlänge und der resultierende höhere Magnetisierungsbedarf.

Aufgrund der Vorgaben weisen alle drei ausgewählten Maschinen ein ähnliches Verhältnis
von Statoraußendurchmesser zu Blechpaketlänge 2rso/L = 3,5 . . .3,9 auf, sodass unter Be-
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3.4. Ausgewählte Generatoren

rücksichtigung der Abmessungen die Maschinen eher scheibenförmig sind. Elektromagne-
tisch ist allerdings die relative Länge als Verhältnis von ideeller Blechpaketlänge le zur Pol-
teilung τp maßgeblich [63]. Die relative Länge je Pol le/τp der drei Maschinen beträgt zwi-
schen 11,6 und 17,2 (vgl. Tab. 3.13), sodass es sich eher um gestreckte Maschinen handelt,
bei denen der Einfluss des Wickelkopfes begrenzt ist.

Trotz der größeren axialen Aktivlänge der beiden Zahnspulenmaschinen M 1/2 und M 2/5
gegenüber M 1 ist deren Kupfermasse geringfügig kleiner, da der Wickelkopf von M 1 über-
proportional größer ist (vgl. Tab. 3.13). Bei den Eisenmassen muss zwischen dem lamellierten
Blechpaket und dem massiven Rotorjoch unterschieden werden. Die Zahnspulenmaschinen
weisen eine um 14 bis 20 Prozentpunkte größere Statorblechpaketmasse gegenüber M 1 auf,
während ihre Rotorjochmasse aufgrund der geringen Rotorjochhöhe um bis zu 25 Prozent-
punkte gegenüber M1 kleiner ausfällt. Diese dünnen glockenförmigen Läufer weisen daher
niedrigere mechanische Biegeeigenfrequenzen auf. Die Gesamtmasse der Aktivteile steigt
trotz der um ca. 10 Prozentpunkte größeren Blechpaketlänge der Zahnspulenwicklung nur
um ca. 1,5 Prozentpunkte gegenüber M 1 an, wobei dieser Anstieg ausschließlich auf das
Statorblech entfällt. Dieser relativ ähnliche Materialeinsatz ist das Ergebnis des bei der Opti-
mierung fest vorgegebenen Bauvolumens. Bei einer einfacher zu implementierenden, festen
Vorgabe der Blechpaketlänge müsste insbesondere mehr Kupfer bei M 1 im Vergleich zu
M 1/2 und M 2/5 eingesetzt werden, um dasselbe Drehmoment zu erhalten.

Im Bemessungspunkt weisen die Maschinen M 2/5 und M 1 einen nahezu identischen effek-
tiven Strombelag Ke,eff auf, da die größere Blechpaketlänge von M 2/5 den um den Faktor
1,07 höheren Arbeitswellenwicklungsfaktor von M 1 kompensiert. Maschine M 1/2 mit ei-
nem deutlich kleineren Arbeitswellenwicklungsfaktor kw,p = 0,866 benötigt zusätzlich einen
um 20 Prozentpunkte höheren effektiven Strombelag. Die in Tab. 3.13 aufgeführten Verlust-
bilanzen geben die Aussagen bezüglich der Einzelverluste der Pareto-Fronten aus Abb. 3.32
wieder. M 1/2 weist trotz zusätzlicher Rotorwirbelstromverluste bereits höhere Statorstrom-
wärmeverluste als M 1 auf. Dies resultiert in einem um 2,2 Prozentpunkte geringeren Wir-
kungsgrad gegenüber M 1 und einer erhöhten thermischen Ausnutzung der Wicklungsisolati-
on von M 1/2 nach Wärmeklasse N [85]. Die Stromwärmeverluste von M 2/5 sind um 37kW
geringer als bei M 1 aufgrund der kürzeren Wickelköpfe. Aber die um 125kW höheren Ro-
torwirbelstromverluste sorgen trotzdem dafür, dass der Wirkungsgrad um 1,1 Prozentpunkte
geringer ist als bei M 1. Außerdem ergibt sich aufgrund der höheren Gesamtverluste und
aufgrund der geringen Wärmeaustauschfläche zwischen den Nuten und dem Blechpaket für
M 2/5 eine erhöhte thermische Ausnutzung nach Wärmeklasse H, während M 1 die Wicklung
nur nach der niedrigeren Wärmeklasse F ausnutzt.

3.4.2. Spektrale Verteilung der analytisch berechneten Rotorverluste

Die im Rahmen der Optimierung durchgeführte Wirbelstromberechnung beruht auf dem Su-
perpositionsprinzip. Anhand der spektralen Verlustverteilung für die drei Maschinen M 1/2,
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3.4. Ausgewählte Generatoren

Tab. 3.13.: Ausgewählte, optimierte Generatorindividuen mit mM ≈ 4300kg (Abb. 3.37).
Übersicht über Geometrie und Simulationsergebnisse für den generatorischer Be-
messungspunkt. Betriebsstrategie: MTPA. 2D-FEM magnetostatisch, aber rotie-
rend. Wirbelstromberechnung analytisch.

M 1/2 M 2/5 M 1

Lochzahl q 1/2 2/5 1
Polzahl 2p; Nuten Q 192; 288 180; 216 144; 432
Frequenz fs,N 16,32Hz 15,3Hz 12,24Hz

Statorhöhe / Gesamthöhe fsr 0,7981 0,8046 0,7536
Polbedeckung fp 0,8487 0,8480 0,8128
Magnethöhe / Rotorhöhe fmr 0,4620 0,4742 0,4376
Nutbreite / Nutteilung fnz 0,4772 0,4634 0,4870
Nuttiefe / Statorhöhe fzy 0,8464 0,8115 0,7835

Statoraußenradius rso 3201,7mm 3203,0mm 3192,8mm
Rotorinnenradius rri 3209,7mm 3211,0mm 3200,8mm
Magnethöhe hM 18,6mm 18,5mm 21,5mm
Blechpaketlänge L 1804mm 1792mm 1624mm
relative Länge le/τp 17,2 16,0 11,6
resultierender Eisenfüllfaktor kFe,s,e 0,894 0,893 0,887
mittlere Windungslänge lavg 3891mm 3924mm 4357mm
Kupferfüllfaktor der Nut kCu 0,746 0,770 0,760

Magnetmasse mM 4344kg 4286kg 4317kg
Kupfermasse mCu 16780kg 16395kg 17029kg
Masse Statorblechpaket mFe,s 22554kg 23684kg 19770kg
Masse Rotorjoch mry 7567kg 7149kg 9618kg

Effektiver Strombelag Ke,eff 1620A/cm 1359A/cm 1349A/cm
Stromdichte Ĵ/

√
2 3,37A/mm2 2,92A/mm2 3,09A/mm2

MTPA-Stromwinkel β −108° −102° −107°

Eingangsleistung Pm 8,87MW (100%) 8,86MW (100%) 8,86MW (100%)

PCu,DC (PCu,DC/Pm) 593kW (6,7%) 403kW (4,5%) 440kW (5,0%)

Pr,M (Pr,M/Pm) 23kW (0,3%) 25kW (0,3%) 17kW (0,2%)

Pr,ry (Pr,ry/Pm) 30kW (0,3%) 119kW (1,3%) 2kW (0,0%)

PFe,s (PFe,s/Pm) 46kW (0,5%) 43,0kW (0,5%) 33kW (0,4%)

Wirkungsgrad ηN 92,2% 93,3% 94,4%

cosϕs,1 0,69 0,67 0,84
∆m/(2 ·m) 6,8% 0,4% 3,7%

Leitertemperatur ϑCu (∆ϑCu) 161°C (146K) 132°C (117K) 109°C (94K)
Wärmeklasse [85, 86] N H F
Magnettemperatur ϑM 41,5°C 68,3°C 33,0°C
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M 2/5 und M 1 in Abb. 3.38 bis Abb. 3.40 wird in diesem Abschnitt auf die Ursachen der
Rotorwirbelstromverluste eingegangen.

Die Abbildungen zeigen für die Maschinen die spektrale Verlustverteilung der Rotorwirbel-
ströme in den Permanentmagneten Pr,M, im Rotorjoch Pr,ry, deren Summe Pr = Pr,M +Pr,ry

und eine tabellarische Übersicht zur Ursache der beteiligten Luftspaltfeldwellen. Neben der
logarithmischen Graustufenskala werden die spektralen Verluste auch zahlenmäßig angege-
ben. Dargestellt sind nur die Feldwellen, die rechnerisch mehr als 100W Verluste aufweisen.
Außerdem wird die Darstellung auf das räumlich einseitige Spektrum beschränkt. Mit der
Arbeitswelle umlaufende Feldwellen haben eine negative zeitliche Ordnung und entgegen-
laufende Feldwellen weisen eine positive zeitliche Ordnung auf (vgl. Abschnitt 2.2).

Bei der angenommenen zentrischen Läuferlage werden die Rotorwirbelströme im Wesent-
lichen durch zwei Phänomene verursacht: 1) Die räumlichen Feldharmonischen des Luft-
spaltfelds der Statorwicklung („Wicklungsharmonische“). 2) Die Modulation der rotorseitig
erregten PM-Feldwellen durch die offenen Statornuten („Nutmodulation“) infolge des größe-
ren Magnetwiderstands im Bereich der Nutöffnung [61, 87]. Die Nutöffnungen vergrößeren
oder verkleinern je nach Ordnungszahl die Amplituden der statorseitig erregten Feldwellen,
was durch einen „Nutverstärkungsfaktor“ [7] näherungsweise beschrieben werden kann, be-
wirken aber keine zusätzlichen Feldwellen. Der Nutöffnungseinfluss ist mithin statorseitig in
den Feldamplituden der Wicklungsharmonischen enthalten.

Da nur die Stromgrundschwingungsspeisung betrachtet wird, sind die Verlustspektren re-
lativ übersichtlich strukturiert. Während die räumlichen Harmonischen der Statorwicklung
ausschließlich mit der zeitlichen Ordnung des Stroms ks/p = ±1 auftreten, werden höhere
zeitliche Ordnungen nur durch Nutmodulationen der Luftspaltfeldverteilung der Permanent-
magnete erzeugt, welche die räumliche Ordnung ν ′

Q/p nach (3.91) modulieren [E10, 7].

ν ′
Q

p
=

ν ′

p
±g · Q

p
g ∈ Z (3.91)

Die Konzentration des Großteils der Rotorwirbelstromverluste auf wenige Feldwellen be-
stätigt die analytischen Voruntersuchung in Abschnitt 3.2.3, demzufolge hauptsächlich die
Statorfeldharmonischen mit ihren Unterwellen und der zur Arbeitswelle benachbarten Ober-
welle die Rotorwirbelstromverluste verursachen. Die Nutmodulationen tragen aufgrund des
relativ kleinen Verhältnis von Nutöffnungsbreite zu magnetisch wirksamer Luftspaltweite,
welches im Bereich 0,77 . . .1,6 liegt, nur in geringem Umfang zu den Rotorwirbelstromver-
lusten bei. Bei der Maschine M1 sind praktisch die gesamten Rotorwirbelstromverluste in den
Permanentmagneten lokalisiert. Grund hierfür ist die verteilte Einschichtwicklung bei M 1,
deren erste Harmonische eine im Bezug zu den Zahnspulenwicklungen große räumliche Ord-
nung ν ′/p = 5 aufweist. Die halbe Wellenlänge dieser Oberwelle ist mit λ5p/2 ≈ 28mm so
kurz, dass ihr Magnetfeld unter Berücksichtigung der magnetisch wirksamen Luftspaltweite
δe = δ +hM = 29,5mm an der Oberfläche des Rotorjochs bereits stark abgenommen hat.
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(c) Summe der Rotorverluste Pr = Pr,ry +Pr,M

ν ′

p
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p
Ursache

2 1 Wicklungsharmonische
4 −1 Wicklungsharmonische
5 1 Wicklungsharmonische
7 −1 Wicklungsharmonische
8 1 Wicklungsharmonische

10 −1 Wicklungsharmonische
3 3 2. Nutmodulation der

PM-Oberwelle (−3;3)
1 5 2. Nutmodulation der

PM-Oberwelle (−5;5)

(d) Ursachen der verlustrelevanten Feldwellen

Abb. 3.38.: Analytisch berechnete spektrale Verteilung der Rotorverluste für den Generator
M 1/2 (q= 1/2;2p= 192). Darstellung im statorfesten Bezugssystem. Die gestri-
chelte Linie zeigt die Ordnungen der synchron mit der Arbeitswelle umlaufenden
Wellen. Wellen mit ks/p > 0 drehen entgegengesetzt zur Arbeitswelle.
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(c) Summe der Rotorverluste Pr = Pr,ry +Pr,M
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Ursache

0,2 1 Wicklungsharmonische
1,4 1 Wicklungsharmonische
3,4 −1 Wicklungsharmonische
3,8 1 Wicklungsharmonische
5,8 −1 Wicklungsharmonische
6,2 1 Wicklungsharmonische
0,6 −3 1. Nutmodulation der

PM-Oberwelle (3;−3)
1,8 3 2. Nutmodulation der

PM-Oberwelle (−3;3)

(d) Ursachen der verlustrelevanten Feldwellen

Abb. 3.39.: Analytisch berechnetes Spektrum der Rotorwirbelstromverluste für den Genera-
tor M 2/5 (q = 2/5;2p = 180). Darstellung im statorfesten Bezugssystem. Die
gestrichelte Linie zeigt die Ordnungen der synchron mit der Arbeitswelle umlau-
fenden Wellen. Wellen mit ks/p > 0 drehen entgegengesetzt zur Arbeitswelle.
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(b) Wirbelstromverluste im Rotorjoch Pr,ry
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(c) Summe der Rotorverluste Pr = Pr,ry +Pr,M

ν ′

p
ks

p
Ursache

5 1 Wicklungsharmonische
7 −1 Wicklungsharmonische

11 1 Wicklungsharmonische
13 −1 Wicklungsharmonische

3 3 1. Nutmodulation der
PM-Oberwelle (−3;3)

9 −3 1. Nutmodulation der
PM-Oberwelle (3;−3)

1 −7 1. Nutmodulation der
PM-Oberwelle (7;−7)

(d) Ursachen der verlustrelevanten Feldwellen

Abb. 3.40.: Analytisch berechnete spektrale Verteilung der Rotorwirbelstromverluste für den
Generator M 1 (q = 1;2p = 144). Darstellung im statorfesten Bezugssystem. Die
gestrichelte Linie zeigt die Ordnungen der synchron mit der Arbeitswelle umlau-
fenden Wellen. Wellen mit ks/p > 0 drehen entgegengesetzt zur Arbeitswelle.
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3.4. Ausgewählte Generatoren

3.4.3. Transiente elektromagnetische 2D-FE-Simulation

Die Maschinen M 1/2 und M 2/5 weisen signifikante Rotorwirbelstromverluste aufgrund der
Statorluftspaltfeldharmonischen der eingesetzten Zahnspulenwicklungen auf. Nach den Er-
gebnissen der analytischen Wirbelstromberechnung in Tab. 3.13 betragen die Rotorwirbel-
stromverluste 7% bzw. 23% der jeweiligen Gesamtverluste. Da die analytische Berechnung
der Rotorwirbelströme im massiven Rotoreisen mit erheblichen Unsicherheiten einhergeht,
werden in diesem Abschnitt die beiden Maschinen mit einer transienten 2D-FE-Simulation
mit dem Programm JMAG nachgerechnet [67]. Eine Herausforderung hierbei ist die not-
wendige hohe räumliche Auflösung der kleinen Wirbelstromeindringtiefe dE durch geeignete
kleine Abmessungen der finiten Elemente auf der Innenseite des massiven, elektrisch leitfä-
higen und magnetisch hochpermeablen Rotorjochs. Diese führt zu einer großen Elementzahl
und langen Berechnungszeiten von mehreren Tagen auf einer Desktop-Workstation.

Vor der Modellierung der Maschinen findet eine Wicklungsauslegung statt. Dabei werden die
Teilleiterabmessungen, die Spulenwindungszahl und die Verschaltung der Spulen zu Wick-
lungssträngen festgelegt. Im Rahmen der transienten Simulation werden die Teilleiter eben-
falls mit finiten Elementen unterteilt, berücksichtigt, sodass auch die wirbelstrombedingten
Zusatzverluste in der Statorwicklung Pad,s simulativ bestimmt werden. Aus den Ergebnissen
der Optimierung mit magnetostatischer 2D-FE-Simulation wird der für den Bemessungs-
punkt notwendige Statorstrom inklusive MTPA-Bestromungswinkel und die mittlere Lei-
tertemperatur übernommen. Alle Einzelverluste, auch die Statorummagnetisierungsverluste
PFe,s, werden unabhängig von den Berechnungsergebnissen allein mit den Post-Processing-
Funktionen des Berechnungsprogramms JMAG berechnet. Dabei werden dieselben materi-
alspezifischen Verlustfaktoren und der gleiche Verschlechterungsfaktor kv,Fe = 1,6, wie im
Rahmen der Optimierung verwendet (s. Tab. A.2). Dies erlaubt auch eine aussagekräftige
Bewertung der weiter oben in Abschnitt 3.3.4–3.3.6 beschriebenen Berechnungsmethoden,
welche im Rahmen der Optimierung eingesetzt wurden.

3.4.3.1. Wirbelstromeindringtiefe und Vernetzung

Die radiale FE-Auflösung ∆r des Rotorjochs ist so gewählt, dass die Elementseiten ca. ein
Zehntel der Wirbelstromeindringtiefe dE der verlustkritischen Statorluftspaltfeldwelle betra-
gen. Die Wirbelstromeindringtiefe wird im Rahmen einer konservativen Abschätzung für
eine elektrische Leitfähigkeit des Rotorjochs σry = 6,1MS/m und eine relative magnetische
Permeabilität des Rotorjochs µry,rel = 1000 nach (2.1) berechnet. Für beide Maschinen M 1/2
und M 2/5 ist die verlustkritische Feldwelle die benachbarte Oberwelle der Arbeitswelle. In
Tab. 3.14 werden die Rotorfrequenz und Wirbelstromeindringtiefe der kritischen Statorluft-
spaltfeldwelle bei Bemessungsdrehzahl sowie die gewählte radiale Auflösung der Vernetzung
mit resultierender Elementanzahl für das gesamte FE-Modell aufgeführt. Bei den angegebe-
nen Elementzahlen ist zu beachten, dass das Modell für M 1/2 zwei Pole und für M 2/5 fünf
Pole zur Beschleunigung der Simulation unter Ausnutzung der Symmetrie umfasst.
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3.4. Ausgewählte Generatoren

3.4.3.2. Statorwicklung

Die Wicklungsauslegung erfolgt so, dass die vorgegebene Bemessungsspannung UN = 820V
eingehalten wird und die Stromverdrängung zu einer moderaten Widerstandserhöhung von
weniger als 10% führt. Das Ergebnis der ungeschrägten Wicklungsauslegung für M 1/2 und
M 2/5 ist in Tab. 3.15 angegeben.

Die elektrische Verschaltung der Teilleiter der dreiphasigen Statorwicklung wird durch ein
mit der FE-Simulation gekoppeltes elektrisches Netzwerk berücksichtigt. Die Temperatur zur
Festlegung der elektrischen Leitfähigkeit entspricht der im Zuge der Optimierung berech-
neten mittleren Leitertemperatur in Tab. 3.13. Überdies werden der elektrische Widerstand

Tab. 3.14.: Für die transiente Wirbelstromberechnung im Rotor gewählte FE-Vernetzung für
die Maschinen M 1/2 und M 2/5 auf Grundlage der abgeschätzten Wirbelstromein-
dringtiefe im Rotorjoch für die verlustkritische Statorluftspaltfeldharmonische.
Verwendete Materialparameter: Elektrische Leitfähigkeit des Rotorjochs σry =
6,1MS/m und relative magnetische Permeabilität des Rotorjochs µry,rel = 1000.

M 1/2 M 2/5

kritische Statorluftspaltfeldwelle

rel. räuml. Ordnung ν ′/p ; Schlupf s 2 ; 3 1,4 ;2,4
Rotorfrequenz fr 49,0Hz 36,7Hz
Eindringtiefe dry,E 0,9mm 1,1mm

FE-Modell Vernetzung

radiale Auflösung im Rotorjoch ∆r 0,1mm 0,1mm
Anzahl der Elementen Nelem 221 ·103 451 ·103

Tab. 3.15.: Wicklungsauslegung für M 1/2 und M 2/5 und die daraus resultierenden Kupfer-
füllfaktoren der Nut. *: Beide elektrische Teilsysteme zusammen betrachtet.

M 1/2 M 2/5

Verschaltung ||| |||

Spulenwindungszahl Nc 31 25
Teilleiter (nebeneinander) ai 2 2
parallele Zweige* je Strang aa 48 36
Strangwindungszahl Ns 62 50

Teilleiter blank: Höhe × Breite 3,8mm×7,0mm 4,6mm×9,5mm
Teilleiterfläche blank: ATL 26,6mm2 43,7mm2

Kupferfüllfaktor der Nut kCu 0,730 0,777
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3.4. Ausgewählte Generatoren

im Wickelkopf Rs,b und die Induktivität der Wickelkopfstreuung Ls,σb in dem elektrischen
Netzwerk berücksichtigt. Die Ersatzschaltbildgrößen sind in Tab. 3.16 zusammengefasst. Die
Wickelkopfstreuinduktivität wird nach Abschnitt 3.3.8.2 unter Verwendung des im Rahmen
der Optimierung berechneten magnetischen Streuleitwerts ermittelt. Der elektrische Wickel-
kopfwiderstand Rs,b berechnet sich nach (3.92).

Rs,b =
(︁
1+αCu (ϑCu −20°C)

)︁
·σCu,20°C · 2 ·Ns · lb

aa ·ai ·ATL
(3.92)

Tab. 3.16.: Ersatzschaltbildparameter von M 1/2 und M 2/5 je Strang für die transiente 2D-
FE-Simulation.

M 1/2 M 2/5

Höhe der Spule hCu 125,3mm 120,8mm
Höhe des Nutverschlusses htl 6,4mm 6,4mm
magnetischer Streuleitwert λb 0,571 0,582
Wickelkopfstreuinduktivität je Strang Ls,σb 8,30µH 8,30µH

Wickelkopflänge lb 141mm 170mm
Wickelkopfwiderstand je Strang Rs,b 195,8µΩ 141,2µΩ

3.4.3.3. Berücksichtigung von Wirbelstromendeffekten

Im Rahmen der analytischen Wirbelstromberechnung werden abhängig von der räumlichen
Ordnungszahl ν ′ elektrische Ersatzleitfähigkeiten in den Permanentmagneten und im Ro-
torjoch zur Berücksichtigung von Endeffekten der Wirbelstrombahnen verwendet (vgl. Ab-
schnitt 2.4.1.1 und Abschnitt 2.4.1.2). Im Rahmen der transienten und nichtlinearen 2D-FE-
Simulation müssen feste (Ersatz-) Materialparameter vorgegeben werden. Daher wird je Ma-
schine M 1/2 bzw. M 2/5 auf Grundlage der analytisch berechneten spektralen Rotorver-
lustverteilungen die dominierende Feldwelle ermittelt und die elektrische Leitfähigkeit ent-
sprechend dieser angepasst. Für beide Maschinen M 1/2 und M 2/5 ist die verlustkritische
Feldwelle die benachbarte Harmonische der Arbeitswelle, also die zweite Feldwelle des je-
weiligen Nutharmonischenpaars. Dies gilt sowohl für die Permanentmagnete als auch für das
Rotorjoch (vgl. Abb. 3.38 Abb. 3.39).

Die Anpassung der elektrischen Leitfähigkeiten erfolgt nach Abschnitt 2.4.1.1 für die Ma-
gnete bzw. nach Abschnitt 2.4.1.2 für das Rotorjoch. Die Ergebnisse sind in Tab. 3.17 zu-
sammengefasst. Aufgrund der großen relativen axialen Länge im Verhältnis zur Länge der
Wirbelstrombahnen in Umfangsrichtung ist die Reduzierung der elektrischen Leitfähigkeit
des massiven Rotorjochs auf eine Ersatzleitfähigkeit gering (vgl. Abschnitt 3.4). Bei den
axial segmentierten und polweise voneinander getrennten Permanentmagneten ergeben sich
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Tab. 3.17.: Anpassung der elektrischen Leitfähigkeit für die transiente 2D-FE-Simulation von
M 1/2 und M 2/5 mit Zweischicht-Zahnspulenwicklungen.

M 1/2 M 2/5

Endeffekt Rotormagnete

verlustkritische Feldwelle: (ν ′/p ;ks/p) (2 ;1) (1,4 ;1)
halbe Wellenlänge λkrit/2 52,4mm 79,9mm
Magnetbreite bM 89,7mm 95,1mm
Fallunterscheidung bM > λkrit/2 bM > λkrit/2
Faktor für elektrische Leitfähigkeit kM 0,117 0,054
elektrische Ersatzleitfähigkeit σ ′

M 89,1kS/m 41,5kS/m

Endeffekt Rotorjoch

verlustkritische Feldwelle: (ν ′/p ;ks/p) (2 ;1) (1,4 ;1)
Faktor für elektrische Leitfähigkeit kry 0,982 0,972
elektrische Ersatzleitfähigkeit σ ′

ry 5,99MS/m 5,93MS/m

wegen der kurzen axialen Längen der Wirbelstrombahnen signifikante Reduzierungen der
elektrischen Ersatzleitfähigkeit.

3.4.3.4. Generatorischer Leerlauf

Die Simulationsergebnisse für den generatorischen Leerlauf sind in Tab. 3.18 für Maschine
M 1/2 und M 2/5 zusammengefasst. Das Spektrum der vom Läuferfeld induzierten Strang-
spannung und das Spektrum des Schleppmoments sind in Abb. 3.41 dargestellt. Ursächlich
für das Schleppmoment sind die folgenden Verluste: 1) Im Statorblechpaket hervorgerufenen,
dominante Ummagnetisierungsverluste PFe,s, 2) Wirbelstromverluste in der Statorwicklung
Pad,s durch das am Nuteingang eindringende Rotorfeld und 3) Rotorwirbelstromverluste in
den Permanentmagneten Pr,M und im Rotorjoch Pr,ry verursacht durch die Nutöffnungen.

Die Verluste im generatorischen Leerlauf betragen für M 1/2 ca. 78% der Verluste von M 2/5.
Hauptursache für die geringeren Verluste sind die unterschiedlich hohen Rotorwirbelstrom-
verluste. Im Leerlauf ist die Ursache der Rotorwirbelströme die Modulation des Magnetfeldes
der rotorseitigen Permanentmagnete durch die offenen Statornuten. Bei M 1/2 ist diese Mo-
dulation aufgrund des ganzzahligen Verhältnisses Q/p = 3 deutlich schwächer ausgeprägt
als bei M 2/5 mit Q/p = 12/5. Bei ganzzahligem Q/p ist der mittlere magnetische Leitwert
über einem Polpaar stets konstant, sodass die rotorlageabhängige magnetische Flusspulsation
geringer ausfällt als bei (Q/p) /∈ Z.

Hinsichtlich der induzierten Strangspannung im Leerlauf verhält sich Maschine M 1/2 mit
zahlreichen Spannungsoberschwingungen nachteilig gegenüber M 2/5: Da bei M 1/2 alle
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Tab. 3.18.: Transiente 2D-FE-Simulation des generatorischen Leerlaufs von M 1/2 und M 2/5
bei Drehzahl nN = 10,2min-1 (Software JMAG).

M 1/2 M 2/5

induzierte Strangspannung Us,1 423,1V 365,4V

mechanische Eingangsleistung Pm 57kW (100%) 79kW (100%)

Pad,s
(︁
Pad,s/Pm

)︁
8kW (14%) 18kW (23%)

Pr,M (Pr,M/Pm) 3kW (6%) 2kW (3%)

Pr,ry (Pr,ry/Pm) 7kW (12%) 31kW (39%)

PFe,s (PFe,s/Pm) 39kW (68%) 29kW (37%)

∆m/(2 ·MN) mit MN = 8,3MNm 5,4% 0,2%

räumlichen Harmonischen Nutharmonische sind und den gleichen Wicklungsfaktor aufwei-
sen (vgl. Abb. 3.6), ergeben sich sowohl eine signifikante 5. als auch 7. Oberschwingung
in der Leerlaufspannung (vgl. Abb. 3.41(a)). Bei Maschine M 2/5 ist mit ca. 1% der Grund-
schwingungsamplitude die 3. Harmonische am stärksten ausgeprägt (vgl. Abb. 3.41(b)). Auf-
grund der Sternschaltung tritt diese allerdings nicht in der verketteten Spannung auf.

Auch hinsichtlich der Drehmomentwelligkeit infolge „Nutrastung“ im Leerlauf weist Ma-
schine M 1/2 ein nachteiliges Verhalten gegenüber M 2/5 auf. Die Drehmomentwelligkeit
bezogen auf das Bemessungsmoment ist 5,4% für M 1/2 und 0,2% für M 2/5. Grund hierfür
ist das hohe Rastmoment der Maschine M 1/2, da das kleinste gemeinsame Vielfache der Pol-
zahl und Nutzahl relativ gering ist im Verhältnis zur Polpaarzahl [88]. Daraus resultiert für
M 1/2 eine Drehmomentwelligkeit mit der 6-fachen Statorgrundfrequenz und einer Amplitu-
de von ca. 5% des Bemessungsdrehmoments (vgl. Abb. 3.41(c)). Bei Maschine M 2/5 tritt
erst das 12-fache der Statorstromgrundfrequenz als Drehmomentwelligkeit auf, wodurch die
Momenten-Amplitude nur ca. 0,2% des Bemessungsmoments beträgt (vgl. Abb. 3.41(d)).

3.4.3.5. Bemessungsbetrieb MTPA

Die transiente Simulation des Generator-Bemessungspunktes mit MN = 8,3MNm und nN =

10,2min-1 wird mit einer Stromgrundschwingungsspeisung ohne Berücksichtigung von um-
richterbedingten Stromoberschwingungen durchgeführt. Die Statorstromgrundschwingung
wird über einen idealisiert angenommenen Umrichter durch den Effektivwert Is und Strom-
winkel β entsprechend den Ergebnissen der Optimierung (vgl. Tab 3.13) gemäß einer MTPA-
Strategie vorgegeben. Für die ausgelegten Wicklungen ergeben sich die in Tab. 3.19 aus-
gewiesenen Statorstrangströme Is. Da spannungseinprägende Umrichter verwendet werden,
müsste die Spannung eingeprägt vorgegeben werden, was aber feldnumerisch deutlich auf-
wändiger zu berechnen ist. Die Stromeinprägung liefert aber hinsichtlich des Grundschwin-
gungsverhaltens ebenfalls korrekte Ergebnisse.
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(d) M 2/5: Spektrum des Schleppmoments

Abb. 3.41.: Mittels transienter 2D-FE-Simulation (JMAG) berechneter Generator-Leerlauf-
betrieb: Spektren der induzierten Strangspannung und Spektren des Schleppmo-
ments. Maschine M 1/2 in (a) und (c). Maschine M 2/5 in (b) und (d). (Bezugs-
wert: MN = 8,3MNm).

Ergebnis der Simulation sind die transienten Verläufe der Berechnungsgrößen (Drehmoment,
Spannung, etc.). Die durch die Stromvorgabe sich einstellende simulierte Strangspannung
wird für Maschine M 1/2 und M 2/5 in Abb. 3.42(a) und Abb. 3.42(b) dargestellt. Eine
spektrale Auswertung dient der Analyse des Grundschwingungsverhaltens entsprechend dem
Ersatzschaltbild in Abb. 3.28. Die resultierenden Grundschwingungsgrößen sind sowohl in
der Ergebnistabelle 3.19 als auch in Form von Zeigerdiagrammen in Abb. 3.43(a) und Abb.
3.43(b) dargestellt. Zur Ermittlung der Längs- und Querinduktivität Ld und Lq wird die Pol-
radspannung Up aus einer zusätzlichen FE-Simulation mit reiner q-Strom-Speisung mit glei-
chem Strangstromeffektivwert verwendet. Dadurch wird die sättigungsbedingte Abnahme der
Polradspannung im Bemessungspunkt gegenüber der Polradspannung im Leerlauf Up,0 al-
lerdings nur näherungsweise erfasst. Diese ersatzweise Vorgehensweise ist nötig, da in der
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Längsachse die Flussverkettung der Statorwicklung mit dem Rotor- und Statorfluss gemein-
sam auftritt und prinzipiell nicht eindeutig getrennt werden kann, um Ld zu ermitteln.

Tab. 3.19.: Grundschwingungsgrößen aus transienter 2D-FE-Simulation (JMAG) des Bemes-
sungsbetriebs MN = 8,3MNm; nN = 10,2min-1 mit Grundschwingungsstrom-
speisung nach MTPA für M 1/2 und M 2/5.

M 1/2 M 2/5

Strangstrom Is,1 8736A 9090A
Statorstromwinkel β bzgl. d-Achse −107,5° −102,1°
Frequenz fs 16,32Hz 15,3Hz

Strangspannung Us,1 456,9V 454,1V
|cosϕs,1| ; ϕs,1 0,69 ; 133,3° 0,67 ; 132,2°

Polradspannung Up,1 324,7V 320,4V
Polradwinkel ϑ 64,2° 59,8°
RFe,s 11,7Ω 12,6Ω
Rs 2,782mΩ 1,829mΩ
Rr 106,0µΩ 772,0µΩ
Ld 373,2µH 372,3µH
Lq 489,7µH 464,3µH

Eingangsleistung Pm 8,93MW (100%) 9,02MW (100%)

PCu,DC +Pad,s
(︁
(PCu,DC +Pad,s)/Pm

)︁
641kW (7,2%) 456kW (5,1%)

Pr,M (Pr,M/Pm) 6kW (0,1%) 8kW (0,1%)

Pr,ry (Pr,ry/Pm) 18kW (0,2%) 185kW (2,0%)

PFe,s (PFe,s/Pm) 53kW (0,5%) 49kW (0,5%)

Wirkungsgrad ηN 92,0% 92,3%

Drehmomentwelligkeit ∆m/(2 ·MN) 7,0% 0,3%

In der Ergebnistabelle 3.19 werden auch die nach der FE-Simulation berechneten Einzelver-
luste ausgewiesen. Ein Vergleich mit den im Rahmen der Optimierung berechneten Einzel-
verlusten in Tab. 3.13 eignet sich zur Beurteilung der Berechnungsgenauigkeit der im Rah-
men der Optimierung verwendeten analytischen Verlustmodelle (s. Abschnitte 3.3.4–3.3.6).
Auffallend sind hier vor allem Abweichungen hinsichtlich der berechneten Statorstromwär-
meverluste und der Rotorwirbelstromverluste.

Die im Rahmen der transienten FE-Simulation hier berechneten Statorstromwärmeverluste
(s. Tab. 3.19) sind acht bis 13 Prozentpunkte höher als die analytisch berechneten Stator-
stromwärmeverluste während der Optimierung (s. Tab. 3.13). Hauptgrund hierfür ist, dass
während der Optimierung in Abschnitt 3.3 keine Wicklungsauslegung erfolgte und daher nur
die DC-Stromwärmeverluste mit einem geschätzten Kupferfüllfaktor der Nut berechnet wer-
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(b) M 2/5: Spannung und Strom in Strang U
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(d) M 2/5: Spektrum der Strangspannung
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(e) M 1/2: Spektrum des Drehmoments
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(f) M 2/5: Spektrum des Drehmoments

Abb. 3.42.: Transiente 2D-FE-Simulation (JMAG) des Bemessungsbetriebs mit eingeprägten,
sinusförmigen Statorströmen nach MTPA-Strategie zum Erreichen des geforder-
ten Drehmoments MN = 8,3MNm bei nN = 10,2min-1 für die Maschinen M 1/2
in und M 2/5.
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Abb. 3.43.: Strom- und Spannungszeigerdiagramm (|U s| = Us,1; |Is| = Is,1) für den
Generator-Bemessungspunkt nach Tab. 3.19 mit MN = 8,3MNm; nN =
10,2min-1 und MTPA-Betrieb aus Simulationsdaten. Die Polradspannung Up,0
ist simulativ für den Leerlauf berechnet. Als Grundschwingungs-Polradspannung
unter Last |Up|=Up,1 wird die separat simulativ berechnete Polradspannung für
eine Statorstromspeisung mit Is = j · Im{Is,N} verwendet.

den konnten (s. Abschnitt 3.3.4). Die FE-Simulation in Tab. 3.19 berücksichtigt aber eine
konkrete Wicklungsauslegung mit tatsächlich geringerem Kupferfüllfaktor der Nut und mit
Wirbelstromverlusten Pad,s in der Statorwicklung. Hierbei ist zu beachten, dass ein wesent-
licher Anteil der wirbelstrombedingten Zusatzverluste in der Statorwicklung Pad,s durch das
in die offenen Nuten eindringende Nutlängsfeld verursacht wird, wie beim generatorischen
Leerlauf diskutiert und daher eine genaue Vorausberechnung zweckmäßigerweise durch eine
FE-Simulation erfolgen muss, auch wenn analytische Ansätze existieren [89]. Die durch das
magnetische Nutquerfeld infolge des Statorstroms in den Nutenleitern verursachten Schling-
ströme zwischen parallelen Teilleitern (Wirbelstromverluste 1. Ordnung) und die Wirbel-
ströme in den einzelnen Teilleitern (Wirbelstromverluste 2.Ordnung) können bei bekannter
Wicklungsausführung einigermaßen genau nach Field und Emde analytisch vorausberechnet
werden [90, 91], sodass hier eine feldnumerische Berechnung nicht unbedingt nötig ist.

Besonders groß sind die Abweichungen bei der Berechnung der Rotorwirbelstromverluste.
Für die Maschine M 1/2 betragen die mit der FE-Simulation berechneten Rotorwirbelstrom-
verluste (Tab. 3.19) weniger als die Hälfte der analytisch berechneten Werte (Tab. 3.13). Bei
Maschine M 2/5 hingegen sind die mit der transienter FE-Simulation berechneten Rotor-
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wirbelstromverluste um ca. 34 Prozentpunkte gegenüber den analytisch vorausberechneten
Werten höher. Der Grund hierfür liegt in der Annahme magnetisch linearer Medien bei den
analytischen Modellen. Trotz erheblichem Aufwand zur Bestimmung passender Ersatzper-
meabilitäten gelingt durch die verwendete analytische Wirbelstromberechnung leider nur ei-
ne Abschätzung der Größenordnung dieser Verluste.

Aufgrund dieser Abweichungen werden durch die transiente FE-Simulation (Tab. 3.19) stets
geringere Wirkungsgrade als im Zuge der Optimierung (Tab. 3.13) berechnet. Bei Maschi-
ne M 1/2 beträgt der Unterschied 0,2 Prozentpunkte und bei Maschine M 2/5 1,0 Prozent-
punkte. Da ein Großteil dieser Abweichungen durch die systematische Unterschätzung der
Statorstromwärmeverluste begründet ist, erscheint die Verwendung des teilweise analytisch
berechneten Wirkungsgrades im Zuge der Optimierung als zulässig, um die Pareto-effizienten
Maschinen zu ermitteln.

Neben der Auswertung des Grundschwingungsverhaltens ermöglichen die Spektren von
Strangspannung und Drehmoment in Abb. 3.42 eine Diskussion des durch die Wicklungs-
und Polgeometrie bedingten Oberschwingungsverhaltens der Maschinen unter Last. Insbe-
sondere fällt die starke Verzerrung der Strangspannung von M 1/2 durch die fünfte und
siebte Oberschwingung auf. Die Amplitude der fünften Spannungsoberschwingung beträgt
über 20% der Grundschwingungsamplitude. Grund hierfür ist eine sättigungsbedingte Ver-
zerrung des Luftspaltfelds, die durch den für alle Ordnungszahlen gleichen Wicklungsfaktor
von M 1/2 zu einer hohen Spannungsinduktion führt. Bei der Maschine M 2/5 sind die Am-
plituden der Strangspannungsoberschwingungen vergleichsweise gering.

Unter Last bei MN = 8,3MNm erhöht sich die Drehmomentwelligkeit von M 1/2 im Vergleich
zum generatorischen Leerlauf um 1,6 Prozentpunkte auf 7,0%, wobei weiterhin die sechste
Drehmomentoberschwingung dominant ist. Für M 2/5 ist die Drehmomentwelligkeit unter
Last um mehr als eine Größenordnung geringer als bei M 1/2 und beträgt 0,3%.

Momentaufnahmen der simulierten magnetischen Feldverteilungen sind für M 1/2 in Abb.
3.44(a) und Abb. 3.44(b) bzw. für M 2/5 in Abb. 3.45(a) und Abb. 3.45(b) gezeigt. Daneben
veranschaulichen diese Bilder auch den vom Optimierer ermittelten Maschinenquerschnitt,
welcher durch den grundsätzlichen Auslegungskonflikt bei drehmomentstarken Radialfluss-
maschinen geprägt ist: Eine möglichst große Nutfläche zur Verringerung der Stromwärme-
verluste konkurriert mit der magnetisch erforderlichen Querschnittsfläche der Zähne und Jo-
che, welche der magnetischen Flussführung dienen. Die beiden hier dargestellten Pareto-
effizienten Maschinen zeigen, dass für die gegebene Magnetmasse ungünstig hohe magneti-
sche Flussdichten von ca. 2T in einigen Bereichen der Statorzähne und des Rotorjochs für
eine wirkungsgradoptimale Maschine in Kauf genommen werden müssen. Diese Werte liegen
schon weit im Sättigungsbereich der jeweiligen B(H)-Kennlinien (Abb. A.2 und Abb. A.1).
Dass Auftreten derartig hoher Induktionswerte bei wirkungsgradoptimierten Maschinen lässt
sich teilweise auch auf die Bauweise der PMSM mit Oberflächenmagneten zurückführen.
Diese weist aufgrund des großen magnetisch wirksamen Luftspalts eine vergleichsweise ge-
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ringe Sensitivität der induzierten Spannung gegenüber der lastabhängigen Ankerrückwirkung
(also des vom Statorstrom erregten Statormagnetfelds) auf.

Die über eine elektrische Periode gemittelten Stromwärmeverlustdichten in der Statorwick-
lung, in den Permanentmagneten und im Rotorjoch sind in Abb. 3.44(c) für M 1/2 bzw.
in Abb. 3.45(c) für M 2/5 dargestellt. Für M 1/2 ergeben sich in den Permanentmagneten
nur geringe Wirbelstromverlustdichten. Die Verluste im Rotorjoch sind auf eine dünne Rand-
schicht auf der Innenseite des Jochs begrenzt. Gut erkennbar ist für M 1/2 die ungleichmäßige
Verlustdichteverteilung in der Statorwicklung aufgrund von dort fließenden Wirbelströmen.
Hauptursachen sind hierbei die offenen Nuten, welche ein Eindringen des Magnetfeldes in
Nutlängsrichtung begünstigen und die unverdrillten, nebeneinander angeordneten Teilleiter
verlustwirksam induzieren. Für M 2/5 machen sich die insgesamt höheren Rotorjochwirbel-
ströme auch in einer höheren Verlustdichte im Rotorjoch bemerkbar.

3.4.3.6. Stoßkurzschluss und Entmagnetisierfestigkeit

Dieser Abschnitt zeigt den simulierten dreiphasigen Stoßkurzschluss aus vorherigem
Generator-Bemessungsbetrieb mit MN = 8,3MNm und nN = 10,2min-1. Die Drehzahl wird
dabei als konstant eingeprägt angenommen. Der dreiphasige Stoßkurzschlusses aus dem ge-
neratorischen Leerlauf wird hier nicht gezeigt, da er aufgrund der geringeren Hauptfeldspan-
nung kleinere Stoßkurzschlusströme ergibt und daher weniger kritisch ist. Als Zeitpunkt des
Kurzschlusseintritts wird der Nulldurchgang der Strangspannung uU gewählt, um die höchs-
ten zu erwartenden Strangströme im Strang U im Sinne eines dort auftretenden „Worst Case“
zu simulieren. Die Ergebnisse werden zur Beurteilung der Entmagnetisierfestigkeit der Ro-
tormagnete herangezogen. Dazu wird ausgewertet, welcher Anteil der Permanentmagnete die
aus Herstellerangaben ermittelte magnetische Gegenfeldstärke HD,5 bei einer im Betrieb ty-
pischen Magnettemperatur von ϑM = 50°C und ϑM = 80°C überschreitet. Eine Definition
der zulässigen magnetischen Gegenfeldstärke ist im Anhang A.1.4 gegeben. Bei der Betrach-
tung der Entmagnetisierfestigkeit wird der Betrag der magnetischen Feldstärke betrachtet und
nicht nur die zur Magnetisierungsrichtung der Permanentmagnete parallele Feldkomponente.
Diese Vorgehensweise ist konservativ und berücksichtigt nicht die höhere Entmagnetisierfes-
tigkeit der Permanentmagnete bei lokalen Feldorientierungen, die von der Magnetisierungs-
richtung abweichen [92, 93].

Die simulierten Kurzschlussstrom- und Kurzschlussdrehmomentverläufe sind für Maschine
M 1/2 in Abb. 3.46 bzw. für Maschine M 2/5 in Abb. 3.47 dargestellt, wobei der Kurzschluss
zum Zeitpunkt t = 0s eintritt. Beide Größen pulsieren, wie erwartet, mit der elektrischen
Grundfrequenz. Der Kurzschlussstrom erreicht für beide Maschinen ein Maximum in Höhe
von ca. dem doppelten Bemessungsstrom für den oben genannten untersuchten ungünstigs-
ten Zeitpunkt des Kurzschlusseintritts (s. Tab. 3.20). Das Maximum des Kurzschlussdrehmo-
ments beträgt das 1,12-fache des Bemessungsdrehmoments für M 1/2 und das 1,20-fache des
Bemessungsdrehmoments für M 2/5. Diese moderaten Werte sind durch den relativ geringen
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Abb. 3.44.: Feldbilder der transienten 2D-FE-Simulation (JMAG) von M 1/2 bei Bemes-
sungsbetrieb (nN = 10,2min-1; MN = 8,3MNm). Die magnetischen Feldlinien
in (a) und die zeitlich gemittelten Stromwärmeverluste in (d) zeigen das Nut-
längsfeld und die resultierenden Wirbelstromverluste in der Statorwicklung in
den Leitern nahe der Nutöffnung.
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Abb. 3.45.: Feldbilder der transienten 2D-FE-Simulation (JMAG) von M 2/5 bei Bemes-
sungsbetrieb (nN = 10,2min-1; MN = 8,3MNm). Das in (a) durch das Rotor-
feld bewirkte Nutlängsfeld aufgrund der offenen Nuten führt gemeinsam mit dem
stromerregten Nutquerfeld zur resultierenden Wirbelstromverlustdichteverteilung
(d) in den Leitern nahe der Nutöffnung. (d) Auf der Innenseite des Rotorjochs
treten aufgrund von Statorluftspaltfeldharmonischen vergleichsweise hohe Wir-
belstromverlustdichten auf.
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Dauerkurzschlussstrom bedingt. Auf Grund der zahlreichen statorseitigen Feldoberwellen bei
Zahnspulenwicklungen ist die Wicklungsinduktivität im Vergleich zu Ganzlochwicklungen
(Variante V1) deutlich größer und begrenzt wirkungsvoll den Dauerkurzschlussstrom. Durch
das Fehlen von Dämpferkäfig und elektrischer Erregerwicklung bei den umrichterspeisen-
den PM-Generatoren ist auch die wirksame Statorwicklungsinduktivität bei Stoßkurzschluss
deutlich größer als bei elektrisch erregten Generatoren, so dass die dort beobachteten hohen
Stoßströme von bis zu 15-fachen Nennstrom hier nicht auftreten. Die mit idealsierenden An-
nahmen durchgeführte analytische Kurzschlussberechnung wird für den großen Windgenera-
tor mit PN,m = 8,9MW nicht dargestellt. Diese analytische Berechnungsmethode ist aber im
Rahmen der Kurzschlussberechnung für die deutlich kleinere Prototypmaschine in Abschnitt
4.5.3 dokumentiert.

Tab. 3.20.: Mittels transienter 2D-FE-Simulation (JMAG) berechneter dreiphasiger Stoß-
kurzschluss im Strangspannungsnulldurchgang aus dem Bemessungsbetrieb mit
MN = 8,3MNm und bei konstant angenommener Drehzahl nN = 10,2min-1.

M 1/2 M 2/5

Strangstromspitzenwert iU,max (iU,max/ÎN) 24,2kA (1,96) 24,9kA (1,94)
Stoßkurzschlussmoment mmax (mmax/MN) 9,3MNm (1,12) 10,0MNm (1,20)

Zeitpunkt mit max. Entmagnetisierung tD 14,8ms 23,0ms
Anteil PM mit |H|> HD,5,80°C 0,4% 1,1%
Anteil PM mit |H|> HD,5,50°C 0,0% 0,0%

Im Rahmen der FE-Simulation liegen auch die Feldverteilungen der magnetischen Feldstärke
in den Permanentmagneten vor. Aus diesen Daten wird der Zeitpunkt tD ermittelt, bei dem
der höchste Anteil an Permanentmagnetmaterial einer magnetischen Feldstärke ausgesetzt
ist, die über der zulässigen Gegenfeldstärke HD,5 liegt. Die Ergebnisse in Tab. 3.20 zeigen,
dass die zulässige Gegenfeldstärke HD,5,50°C für eine Magnettemperatur von 50°C weder bei
M 1/2 noch bei M 2/5 erreicht wird. Unter Berücksichtigung der vorausberechneten typischen
Magnettemperatur von 41,5°C bei M 1/2 ist damit die Entmagnetisierfestigkeit von Maschi-
ne M 1/2 unter typischen Umgebungsbedingungen nachgewiesen. Bei Maschine M 2/5 ist
jedoch die Magnettemperatur mit 68.3°C aufgrund der erhöhten Wirbelströme höher voraus-
berechnet. Daher wird in Tab. 3.20 auch das Überschreiten der zulässigen Gegenfeldstärke
HD,5,80°C bei einer Magnettemperatur von 80°C untersucht. Bezogen auf dieses Kriterium
wird ein Anteil von Permanentmagnetmaterial in Höhe von 0,4% bei M 1/2 bzw. in Höhe
von 1,1% bei M 2/5 irreversibel entmagnetisiert. Da dieser Anteil relativ klein ist und die
betroffenen Elemente an den äußeren Ecken der Permanentmagnete liegen, kann auch hier
von einer ausreichenden Entmagnetisierfestigkeit ausgegangen werden. Die Verteilung der
magnetischen Feldstärke zum Zeitpunkt tD ist für Maschine M 1/2 in Abb. 3.46(c) und für
Maschine M 2/5 in Abb. 3.47(c) gezeigt.
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Abb. 3.46.: Transiente 2D-FE-Simulation (JMAG) des dreiphasigen Stoßkurzschlusses von
M 1/2 im Nulldurchgang der Strangspannung von Strang U zum Zeitpunkt t = 0
aus vorherigem Bemessungsbetrieb mit MN = 8,3MNm und bei konstant ange-
nommener Drehzahl nN = 10,2min-1.
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(c) Magnetische Feldlinien und magnetische Feldstärke H in den Permanentmagneten zum Zeitpunkt
tD = 23,0ms mit der höchsten Entmagnetisierung (JMAG)

Abb. 3.47.: Transiente 2D-FE-Simulation (JMAG) des dreiphasigen Stoßkurzschlusses von
M 2/5 im Nulldurchgang der Strangspannung von Strang U zum Zeitpunkt t = 0
aus vorherigem Bemessungsbetrieb mit MN = 8,3MNm und bei konstant ange-
nommener Drehzahl nN = 10,2min-1.
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3.4.4. Magnetische Geräuschanregungen

Schwerpunkt dieses Abschnitts ist die feldnumerische Berechnung der Radialschwingungs-
anregungen auf Stator und Rotor. Die Maschinen M 1/2, M 2/5 und M 1 werden im Leerlauf,
im Bemessungsbetrieb und bei Vier-Quadranten-Speisung betrachtet. Dabei wird stets eine
ideal zentrische Läuferlage angenommen und eine reine Stromgrundschwingungsspeisung
der Statorwicklung angenommen. Kraftanregungen durch unerwünschte Exzentrizitäten und
durch Stromoberschwingungen infolge der Umrichterschaltfrequenz werden somit nicht er-
fasst. Zusätzlich kann die Geräuschanalyse auf umrichterbedingte Stromoberschwingungen
erweitert werden. Diese können, abhängig von der Umrichtertaktfrequenz, zu Geräuschanre-
gungen im Kilohertzbereich führen, für die das menschliche Gehör besonders sensibel ist.

Im Rahmen dieser Arbeit werden für einzelne Radialkraftdichtewellen die Verformungsam-
plituden und Geräuschabstrahlung des außen liegenden Rotors mit Hilfe eines analytischen
Modells für einen frei schwingenden, unendlich ausgedehnten Ring nach Jordan grob abge-
schätzt [94–96]. Eine materialspzifische Dämpfung der mechanischen Schwingung ist eben-
falls vernachlässigt, so dass bei Resonanzanregung der Ringbiegeschwingung unendlich hohe
Schwingungsamplituden auftreten. Daher ist die hier vorgestellte rechnerische Untersuchung
nicht im Sinne einer quantitativ genauen Lautstärkevorausberechnung zu verstehen, sondern
als relativer und damit qualitativer Vergleich unterschiedlicher Wicklungskonzepte hinsicht-
lich der Gefahr großer magnetischer Geräuschentwicklung.

Die modernen numerischen Verfahren zur Geräuschvorausberechnung [97–101] und die
deutlich verfeinerten analytischen Ansätze für mechanische Schwingungsrechnungen [102,
103] stehen für eine deutlich genauere Beurteilung der Geräuschentwicklung zur Verfügung,
würden aber den Umfang der hier vorgestellten Arbeiten deutlich erhöhen. Daher muss aus
Gründen der Beschränkung des Arbeitsumfangs auf diese Detailuntersuchungen verzichtet
werden, die in nachfolgenden Arbeiten zum Thema gemacht werden können.

Aus der 2D-FE-Simulation mit Stromgrundschwingungsspeisung wird die radial gerichtete
Maxwell’schen Zugspannung τr in der Luftspaltmitte nach (3.93) berechnet.

τr =
B2

r −B2
γ

2µ0
(3.93)

Anschließend wird diese Größe als radiale Zugkraftdichte, welche an den luftspaltseitigen
Oberflächen von Rotor und Stator angreift, aufgefasst. Allgemein ist diese Vorgehensweise
nicht zulässig, da der Maxwell’sche Spannungstensor keine Lokalisierung der Kraft zulässt,
sondern nur nach Berechnung des Hüllintegrals zur Bestimmung der Summenkraft auf einen
Körper herangezogen werden kann [8]. Im Allgemeinen muss daher die lokale magnetische
Kraftwirkung als Volumenkraftdichte beschrieben werden, welche neben Lorentz-Kraft und
Reluktanzkraft auch die Magnetostriktion berücksichtigt [104]. Mit der vereinfachenden An-
nahme von unendlich permeablen Eisenteilen und unter Vernachlässigung der Magnetostrik-
tion tritt jedoch ausschließlich eine lokale Kraftwirkung an den Grenzflächen zwischen Ferro-
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magnet und Luft auf, welche im Folgenden durch die Radialkomponente des Maxwell’schen
Spannungstensors τr abgeschätzt wird.

Der numerisch simulierte Verlauf der radialen Kraftdichte wird durch eine zweidimensionale,
d.h. räumliche und zeitliche, diskrete Fourier-Reihenentwicklung in ihre spektralen Anteile
zerlegt. Die zeitlichen Ordnungen im statorfesten System ks und im rotorfesten System kr

sind auf die mechanische Drehzahl n bezogen, welche der Synchrondrehzahl der Arbeitswel-
le entspricht. Diese Definition führt selbst für Bruchlochwicklungen mit subharmonischen
Luftspaltfeldwellen auf stets ganzzahlige zeitliche Ordnungen auf der Rotorseite. Da für die
vorliegenden hochpoligen Windgeneratoren diese zeitlichen Ordnungen große Werte errei-
chen, werden durch Division mit der Polpaarzahl p die zeitlichen Ordnungen relativ zur elek-
trischen Statorgrundfrequenz fs angegeben und mit ks/p bzw. kr/p entsprechend ihrer Be-
rechnungsvorschrift bezeichnet. Die auftretenden, durch die magnetischen Kraftwellen ange-
regten Tonfrequenzen fTon der schwingenden Maschinenteile sind dann fTon = (ks,r/p) · fs.
Die Ermittlung des Spektrums der Radialkraftdichtewellen erfolgt im statorfesten System.
Beim Übergang in rotorfeste Koordinaten ergibt sich eine Verschiebung der relativen zeitli-
chen Ordnungen kr/p aufgrund der Drehbewegung mit Synchrondrehzahl der Arbeitswelle
nach (3.94) analog zu (2.52). Die räumlichen Ordnungen der Kraftwellen und die Kraftdich-
teamplituden bleiben beim Übergang in das rotorfeste Bezugssystem unverändert.

kr

p
=

ks

p
+

ν ′

p
(3.94)

3.4.4.1. Analytisches Schwingungsmodell nach Jordan

Resonanzfrequenzen und Verformungsamplituden
Jordan fasst die Joche als homogene Ringe auf und entwickelt nach dem Superpositions-
prinzip für jede Radialkraftdichtewelle, welche durch die räumliche Ordnungszahl ρ , die
Amplitude τ̂r,ρ und die Frequenz fTon beschrieben wird, eine Berechnungsvorschrift für die
Amplitude ŷρ der resultierenden radialen Verformungswelle des Rings gleicher räumlicher
Ordnung und Frequenz. Die in [96] dargestellte Berechnung von ŷρ wird hier in (3.95)–
(3.105) zusammengefasst. Wobei hier die ebenfalls von Jordan entwickelten vereinfachten
Ausdrücke der umfangreicheren Ausdrücke für den frei schwingenden homogenen Ring wie-
dergegeben werden.

Die Berechnung der Verformungsamplitude unterscheidet sich nach den Fällen ρ = 0, ρ = 1
und ρ ≥ 2. Den Fällen gemeinsam ist die folgende Vorgehensweise: Die gesuchte dynami-
sche Verformungsamplitude ŷρ wird aus dem Produkt der statischen Verformung ŷstat,ρ und
der frequenzabhängigen Resonanzerhöhung ηρ berechnet. Die Geometrie der Joche wird
durch den Jochinnenradius ry,i, den mittleren Jochradius ry, den Jochaußenradius ry,o und
die Jochhöhe hy beschrieben. Die benötigten Stoffeigenschaften der Joche sind der Elastizi-
tätsmodul E und die Dichte γ nach Tab. A.1 bzw. A.2 im Anhang. Die träge Masse der mit
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dem Statorjoch mitschwingenden Statorzähne und Wicklung bzw. die träge Masse der mit
dem Rotorjoch mitschwingenden Magnete wird durch jeweils eine Erhöhung der Jochdichte
um den Faktor ∆ nach (3.105) abgebildet. Die Zusatzmasse mad umfasst beim Statorjoch die
Masse der Zähne und der Wicklung, während beim Rotorjoch die Magnetmasse als Zusatz-
masse berücksichtigt wird. Die Masse des Wicklungsisoliermaterials wird vernachlässigt.

Die Resonanzerhöhung ηρ der Schwingungsamplituden hängt im Wesentlichen davon ab,
wie weit die Frequenz fTon der Radialkraftdichtewelle von den Eigenfrequenzen des Jochs
abweicht. Für den Fall ρ = 0 ergibt sich eine reine Zugbeanspruchung der Joche in Um-
fangsrichtung als „atmender“ Ring mit nur einer Eigenfrequenz feig,0 nach (3.95). Für Ver-
formungen höherer Ordnungen ρ ≥ 2 treten hingegen zwei Resonanzfrequenzen auf, nämlich
die Resonanzfrequenz feig,r,ρ der Jochbiegeschwingungen nach (3.99) und die Resonanzfre-
quenz feig,γ,ρ der Längsschwingung des Jochs nach (3.100) in Umfangsrichtung.

Kraftwellen der Ordnung ρ = 1 als Rüttelkräfte, welche zum Beispiel durch Exzentrizität
verursacht werden, führen nach Jordan näherungsweise zu keinen Formänderungen der Jo-
che, sondern bei Innenläufermaschinen zu einer Durchbiegung der Welle und werden hier
nicht untersucht.

Für ρ = 0:

feig,0 =
1

2π
· 1

ry
·
√︄

E
γ ·∆ (3.95)

η0 =
1

1−
(︂

fTon
feig,0

)︂2 (3.96)

ŷstat,0 =
ry,i · ry

E ·hy
· τ̂r,0 (3.97)

ŷ0 = ŷstat,0 ·η0 (3.98)

Für ρ ≥ 2:

feig,r,ρ = feig,0 ·
i ·ρ ·

(︂
ρ2 −1

)︂

√︁
ρ2 +1

(3.99)

feig,γ,ρ = feig,0 ·
√︂

ρ2 +1 (3.100)

ηρ =
ρ2 −

(︂
fTon
feig,0

)︂2

[︃(︂
fTon
feig,0

)︂2
−
(︂

feig,r,ρ
feig,0

)︂2
]︃
·
[︃(︂

fTon
feig,0

)︂2
−
(︂

feig,γ,ρ
feig,0

)︂2
]︃ (3.101)

ŷstat,ρ =
ry,i · ry

E ·hy
· 1

i2 ·
(︁
ρ2 −1

)︁2 · τ̂r,ρ (3.102)
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ŷρ = ŷstat,ρ ·ηρ (3.103)

Verwendete Hilfsgrößen:

i =
1

2
√

3
· hy

ry
(3.104)

∆ = 1+
mad

my
(3.105)

Schallabstrahlung und Bewertung
Die Verformungswellen führen zu einer Schallabstrahlung, die für jede räumliche Ordnung
ρ separat berechnet wird. Die Berechnung soll hier nur als grobe Abschätzung verstanden
werden, um einen Vergleich der Wicklungen zu ermöglichen und basiert auf den Arbeiten
von Jordan [96] und Üner [94] und wird in (3.106)–(3.114) zusammengefasst. Auf das Aus-
schreiben des Index ρ wird darin zu Gunsten der Übersichtlichkeit verzichtet.

Die Schallintensität I wird von Jordan an der Jochoberfläche nach (3.106) berechnet und ist
grundsätzlich, wie beim ebenen Strahler, von der Amplitude der Oberflächenverformung ŷ,
der Tonfrequenz fTon und der Schallkennimpedanz der Umgebungsluft mit Z = 400N · s/m3

abhängig. Aufgrund der runden Querschnittsgeometrie und aufgrund der räumlichen Vertei-
lung der Auslenkungen am Umfang ergibt sich aber bei rotierenden elektrischen Maschinen
eine im Allgemeinen geringere Schallintensität als beim ebenen Strahler. Dieser als Abstrahl-
charakteristik bezeichnete Umstand wird durch den Faktor Nrel in (3.106) bei der Berechnung
der Schallintensität I berücksichtigt.

Die Abstrahlcharakteristik der Maschine nähert Jordan durch einen zonalen Kugelstrahler
gleicher räumlicher Ordnung ρ an. Für den zonalen Kugelstrahler liegt für die relative Strah-
lungsleistung Nrel die geschlossene Darstellung (3.107) nach [94] vor, welche das Verhältnis
der Schallintensität eines zonalen Kugelstrahlers zu einem unendlich ausgedehnten ebenen
Strahler angibt. In Abb. 3.48 ist der Verlauf von Nrel für die räumlichen Ordnungen ρ ∈ [0;10]
in Abhängigkeit vom Verhältnis von Kugelumfang 2π ·ry,o zu Luftschallwellenlänge λ darge-
stellt. Die Verläufe zeigen, dass ein Kugelstrahler bzw. die Maschine vergleichsweise schlecht
den Schall abstrahlt, wenn der Umfang klein gegenüber der Luftschallwellenlänge ist. Dies
ist im Rahmen der hier durchgeführten Stromgrundschwingungsbetrachtung aufgrund der
geringen Statorbemessungsfrequenz trotz der großen Maschinenabmessungen des Windge-
nerators stets der Fall. Insbesondere für eine große räumliche Ordnung ρ ist dieser Rückgang
der Schallintensität stark ausgeprägt. Für relativ zum Maschinenumfang kleine Luftschall-
wellenlängen, also hohen Tonfrequenzen, bewirkt die Abstrahlcharakteristik unabhängig von
der räumlichen Ordnung ρ keine signifikante Reduktion der Schallintensität.

Die Schallintensität I wird zur weiteren Beurteilung in den üblichen logarithmischen
Schallintensitätspegel LI nach (3.110) umgerechnet, da auch die Geräuschempfindlichkeit
des menschlichen Ohrs gemäß dem Weber-Fechner-Gesetz etwa logarithmisch vom Schall-
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druck als Reiz abhängt. Aufgrund der festgelegten Referenzleistung bzw. des verwendeten
Referenzdrucks bei der Berechnung des Schalldruckpegels Lp und der verwendeten Schall-
kennimpedanz für Luft mit Z = 400N · s/m3 entspricht der Zahlenwert des Schallintensitäts-
pegels dem Zahlenwert des Schalldruckpegels und wird daher Schallpegel L genannt.

Das frequenzabhängige Lautheitsempfinden des menschlichen Gehörs wird näherungsweise
durch eine frequenzspezifische Gewichtungsfunktion des Schalldruckpegels Lp berücksich-
tigt. In (3.112) bzw. Abb. 3.49 ist die A-Bewertung GA angegeben [105]. Der A-bewertete
Schalldruckpegel LA wird nach (3.114) berechnet.

Schallintensität an der Oberfläche eines zonalen Kugelstrahlers [94]:

I = 2 ·π2 ·Z · f 2
Ton · ŷ2 ·Nrel (3.106)

Nrel = Re

⎧
⎪⎪⎪⎪⎨
⎪⎪⎪⎪⎩

z ·
ρ

∑
k=0

(ρ + k)! ρ!
(ρ − k)! k!

· (2z)ρ−k

ρ

∑
k=0

(ρ + k)! ρ!
(ρ − k)! k!

· (2z)ρ−k · (1+ k+ z)

⎫
⎪⎪⎪⎪⎬
⎪⎪⎪⎪⎭

(3.107)

z = j · 2π · ry,o

λ
(3.108)

λ =
c

fTon
mit: c = 343,2m/s (3.109)

Zugehöriger Schallpegel an der Oberfläche:

LI = 10 · log

(︄
I

1 ·10−12 W/m−2

)︄
(3.110)

L = LI = Lp gilt für Luft mit Z = 400N · s/m3 (3.111)

A-Bewertung des menschlichen Hörempfindens [105]:

GA(s) =
7,39705 ·109 · s4

(s+129,4)2 · (s+676,7) · (s+4636) · (s+76655)2 (3.112)

s = j ·2π · fTon (3.113)

LA = Lp +20 · log
(︂⃓⃓

GA(s)
⃓⃓)︂

(3.114)

3.4.4.2. Ergebnisse von Generator M 1/2

In Abb. 3.50(a) ist die zeitliche und räumliche Verteilung der numerisch ermittelten Radial-
zugkraftdichte über eine zeitliche Periode des Statorstromes Ts = 1/ fs und ein räumliches

126



3.4. Ausgewählte Generatoren

10−1 100 101 102

10−3

10−2

10−1

100

ρ = 0 1 2 10

2π · ry,o/λ

N
re

l
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Abb. 3.49.: Amplitudengang der A-
Bewertung nach [105].

Urwickelschema, bestehend aus drei Nuten, in statorfesten Koordinaten dargestellt. Deutlich
zu erkennen ist die Kraftkonzentration an den drei Zähnen durch die vertikalen dunklen Be-
reiche hoher Zugkraft und die diagonalen weißen Bereiche geringer Zugkraft aufgrund der
rotierenden Pollücken. Die gleichen Merkmale lassen sich auch bei der in Abb. 3.50(b) dar-
gestellten Verteilung der Radialzugkraftdichte im Bemessungsbetrieb von M 2/5 feststellen.

Das Spektrum der Radialzugkraftdichte ist für M 1/2 für den generatorischen Leerlauf in
Abb. 3.51(a) und für Bemessungsbetrieb (MN = 8,3MNm;nN = 10,2min-1) in Abb. 3.51(b)
dargestellt. Die Eisensättigung bewirkt, dass die zeitlich und räumlich gemittelte Radialkraft-
dichte mit (ν ′ = 0; ks/p = 0) von 1,7 ·105 Pa im Leerlauf um 18 Prozentpunkte unter Last
zurückgeht. Bei zentrischer Läuferlage ergibt sich aus der Simulation nur eine relevante dy-
namische Radialkraftanregung. Diese hat die räumliche Ordnung ν ′ = 0 und die zeitliche
Ordnung ks/p = kr/p = 6 und ist auf die Wechselwirkung der fünften PM-Oberwelle (ν ′ =
480;ks/p =−5) mit der zweiten Nutmodulation der Arbeitswelle (ν ′ = −480;ks/p =−1)
zurückzuführen. Weitere Anregungen treten bei ganzzahligen Vielfachen der Polpaarzahl p
auf. Da p = 96 relativ groß ist, kann davon ausgegangen werden, dass das Rotorjoch kei-
ne signifikanten Verformungsamplituden mit diesen hohen Ordnungszahlen ausbildet, da die
Verformungsamplitude nach (3.102) näherungsweise mit 1/ρ4 abnimmt. Zusätzlich sorgt die
Abstrahlcharakteristik für eine starke Reduktion der Schallintensität bei hohen räumlichen
Ordnungszahlen ρ (vgl. Abb. 3.48).

Zur Beurteilung der Schwingungsanregung des Rotorjochs ist die Anregungsfrequenz mit der
Eigenfrequenz der entsprechenden Mode zu vergleichen. Die geometrischen Parameter zur
Berechnung der Eigenfrequenzen des Rotorjochs sind für die Maschinen M 1/2, M 2/5 und
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M 1 in Tab. 3.21 dargestellt. Im unteren Teil der Tabelle sind die errechneten Eigenfrequenzen
der nullten Schwingungsmode angegeben. Der Drehzahlbereich 0 . . .nN führt drehzahlabhän-
gig auf Anregungen der nullten Schwingungsmode im Frequenzbereich von fTon,min = 0Hz
bis fTon,max = ks/r/p · fN = 97,92Hz. Im vorliegenden Sonderfall mit ρ = 0 treten im Stator
und Rotor dieselben Tonfrequenzen auf. Die Eigenfrequenz der nullten Schwingungsmode
des Rotorjochs ist nach dem Ringmodell fr,eig,0 = 195Hz. Da die Resonanzfrequenz ober-
halb der höchsten Tonfrequenz liegt, wird der höchste Wert für die Abstimmung fTon/ feig,0
für die höchste Statorfrequenz bzw. Tonfrequenz erreicht. Für das Rotorjoch beträgt die ma-
ximale Abstimmung fTon/ feig,0 = 0,5 mit einer Resonanzerhöhung η0 = 1,34.

Im nächsten Schritt wird der Schallpegel dieser Radialkraftwelle an der Oberfläche des Ro-
torjochs berechnet. Der Schallpegel ist wesentlich von der Resonanzerhöhung η0 und der
relativen Schallleistung Nrel abhängig. Diese beiden Werte sind ihrerseits Funktionen der
Tonfrequenz fTon, so dass die Auswertung für das Statorfrequenzintervall fs ∈ [0; fN] erfolgt.
Dementsprechend ist in Abb. 3.52 der Schallpegel an der Oberfläche des Rotorjochs über
der Statorfrequenz dargestellt. Als Kraftanregungsamplitude wird im Sinne einer konserva-
tiven Abschätzung der gegenüber Leerlauf geringfügig höhere Amplitudenwert τr = 6,2kPa
drehzahlunabhängig verwendet. Die obere x-Achse zeigt die Tonfrequenz der betrachteten
Zugkraftwelle (ν ′ = 0; ks/p = 6). Neben dem unbewerteten Schallpegel L wird auch der
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Abb. 3.50.: Simulierte, zeitliche und räumliche Verteilung der Radialkraftdichte bei Bemes-
sungsbetrieb mit MN = 8,3MNm im statorfesten Bezugssystem (JMAG).
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(b) Bemessungsbetrieb mit MN = 8,3MNm

Abb. 3.51.: Amplitudenspektrum der simulierten Radialkraftdichte von M 1/2 im statorfesten
Bezugssystem (JMAG). Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer Am-
plitude τ̂r ≥ 1kPa. Bei Amplituden τ̂r ≥ 5kPa ist der Wert τ̂r/Pa angegeben.

Tab. 3.21.: Parameter des Rotorjochs für M 1/2, M 2/5 und M 1 für das Ringmodell nach
Jordan [96] und errechnete Eigenfrequenzen der nullten Schwingungsmode feig,0.

M 1/2 M 2/5 M 1

Jochradius ry/mm 3239 3240 3236
Jochhöhe hy/mm 21,7 20,2 27,7
Massenzuschlagsfaktor ∆ 1,7 1,7 1,6

Eigenfrequenz der nullten Schwin-
gungsmode feig,0/Hz

195 193 201

A-bewertete Schallpegel LA dargestellt. Der höchste berechnete Schallpegel an der Oberflä-
che des Rotorjochs tritt bei Bemessungsdrehzahl auf und beträgt L = 104dB (LA = 85dB).
Weitere hochfrequente Anregungen der nullten Eigenmode entstehen durch umrichterbeding-
te Oberschwingungsströme, welche bei Zweilevel-Wechselrichtern gruppiert um Vielfache
der Taktfrequenz auftreten. Ursache dieser Anregung ist die Wechselwirkung der räumlichen
Grundwelle dieser Oberschwingungsströme mit der Luftspaltgrundwelle. Diese umrichterbe-
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Abb. 3.52:
Berechneter Schallpegel an der Rotorober-
fläche von M 1/2 durch Schwingungsan-
regung des Rotorjochs bei vollständig ge-
speister Statorwicklung und Nennlast MN =
8,3MNm aufgrund der Radialkraftwelle mit
der räumlichen Ordnung ν ′ = 0, relativen
zeitlichen Ordnung kr/p = 6 und Amplitude
τ̂r = 6,2kPa. Tonfrequenz fTon,r = 6 · fs.
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dingten Kraftanregungen sind jedoch nicht Gegenstand der vorliegenden Arbeit.

Für den Weiterbetrieb („Redundanzbetrieb“) nach Ausfall einer der beiden speisenden Um-
richter mit quadrantenweise abwechselnd gespeister und leerlaufender Statorwicklung und
halbem Bemessungsdrehmoment MN/2 = 4,15MNm wird im Folgenden die magnetische
Kraftanregung behandelt. Da das untersuchte Speiseschema weit ausgedehnte Wicklungs-
sektoren am Umfang, nämlich Quadranten, aufweist, kann näherungsweise auf eine genaue
Berechnung der Felder an den vier Übergängen verzichtet werden. Der Verlauf der Radi-
alkraftdichte wird im Redundanzbetrieb aus den bereits ermittelten Verläufen im Leerlauf
und im Bemessungsbetrieb zusammengesetzt. Der synthetisierte Verlauf umfasst die Hälfte
der Maschine bestehend aus 2p/4 = 24 räumlichen Wiederholungen des Radialkraftverlaufs
bei Bemessungsbetrieb und 24 räumlichen Wiederholungen des Radialkraftverlaufs bei Leer-
lauf. Die diskrete 2D-Fourier-Reihenentwicklung dieses zusammengesetzten Verlaufs ergibt
das in Abb. 3.53 dargestellte Spektrum der Radialkraftdichte. Zweckmäßigerweise ist die
Abszisse unterbrochen dargestellt, da die stückweise Zusammensetzung im Wesentlichen zu
räumlichen Modulationen um die Kraftdichtewellen der Ausgangsspektren führt.

Im Redundanzbetrieb tritt insbesondere eine Radialkraftdichtewelle der Ordnung (ν ′ = 2;
ks/p = 0 bzw. kr/p = 1/48) mit der Amplitude τ̂r = 24kPa auf (s. Abb. 3.53). Diese führt
auf eine Ovalisierung des Rotors und ist besonders kritisch im Hinblick auf die zu erwar-
tenden Verformungsamplituden, da die Ordnungszahl ρ = ν ′ nach (3.102) näherungsweise
proportional 1/ρ4 in die Berechnung der statischen Verformung eingeht. Ursache für diese
ovalisierende Anregung ist die unterschiedliche mittlere Radialzugkraftdichte mit der Ord-
nung (ν ′ = 0; ks/p = 0) im Leerlauf und unter Last (s. Abb. 3.51(a) und Abb.3.51(b)). Die
Tonfrequenz auf der Rotorseite ist mit fTon,r = kr/p · fs = 1/48 · fs für alle Statorfrequen-
zen fs ∈ [0; fN] sehr niedrig, sodass näherungsweise eine statische Kraftverteilung vorliegt.
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Abb. 3.53.: Radialkraftdichtespektrum von M 1/2 für Redundanzbetrieb mit MN/2 =
4,15MNm bei Speisung von zwei gegenüberliegend angeordneten Quadranten
der Statorwicklung. Synthetisiert aus separat simulierten Radialkraftdichtever-
teilungen für Nennbetrieb bei vollständiger Speisung der Statorwicklung und
Leerlauf (JMAG). Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer Amplitude
τ̂r ≥ 1kPa. Bei Amplituden τ̂r ≥ 5kPa ist auch der Wert τ̂r/Pa angegeben.

Bei der Konstruktion der Rotorglocke muss diese Kraft berücksichtigt werden, da der dünne
Jochring allein mit einer unzulässig großen Verformung auf diese Kraft reagiert. Folgende
Konstruktionsmerkmale tragen wesentlich zu dieser radialen Aussteifung bei: 1) Die Nabe
(„Deckel“) auf der Antriebsseite, 2) Rippen auf der Außenseite der Rotorglocke (s. ausge-
führter Generator in Abb. A.10) und 3) ein Flansch auf der Nichtantriebsseite.

3.4.4.3. Ergebnisse von Generator M 2/5

Analog zur Auswertung für Maschine M 1/2 ist in Abb. 3.50(b) der Verlauf und in Abb.
3.54(b) das Spektrum der Radialkraftdichte bei Bemessungsdrehmoment MN = 8,3MNm
dargestellt. In Abb. 3.54(a) ist das Spektrum der Radialkraftdichte im Leerlauf gezeigt. Als
potenziell kritisch ist wiederum die Radialkraftwelle mit der geringsten räumlichen Ord-
nungszahl ν ′ = 36 einzustufen. Die zeitliche Ordnung dieser Welle beträgt im Stator ks/p= 2
und im Rotor kr/p= 2,4. Ihre Amplitude beträgt im Leerlauf 23,4kPa und unter Last 80,4kPa
(s. Abb. 3.54).

Zur Beurteilung der Schwingungsanregungen der entsprechenden Mode des Rotorjochs sind
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die Anregungsfrequenzen mit der Eigenfrequenz zu vergleichen. Drehzahlen im Bereich
0 . . .nN führen zu rotorseitigen Anregungsfrequenzen fTon,r = [0;36,7Hz] der 36. Biege-
schwingungsmode. Verglichen mit der berechneten Eigenfrequenz des Rotorjochs nach dem
Ringmodell in Höhe von fr,eig,r,36 = 448,7Hz ergibt sich zwischen maximaler Anregungs-
und Resonanzfrequenz ein Frequenzabstand von mindestens 1,09 Dekaden. Daher ist eine re-
sonante Anregung der 36. Biegeschwingungsmode für die Maschine M 2/5 nicht zu erwarten.
Die unbewerteten Schallpegel an der Rotoroberfläche aufgrund dieser Radialkraftdichtewelle
sind stets kleiner als 0dB aufgrund der geringen relativen Schallleistung des Kugelstrahlers
bei ρ = 36 und werden graphisch nicht dargestellt.
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Abb. 3.54.: Amplitudenspektrum der simulierten Radialkraftdichte von M 2/5 im statorfesten
Bezugssystem (JMAG). Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer Am-
plitude τ̂r ≥ 1kPa. Bei Amplituden τ̂r ≥ 5kPa ist der Wert τ̂r/Pa angegeben.

Die aus Leerlauf- und Lastsimulation kombinierte Radialkraftdichte bei Zwei-Quadranten-
Speisung ist im Spektralbereich in Abb. 3.55 gezeigt. Wie bei Maschine M 1/2 tritt eine ovali-
sierende Kraftanregung mit der Ordnung (ν ′ = 2; ks/p = 0; kr/p = 1/45) auf. Die Amplitude
τ̂r = 13kPa dieser Kraftdichtewelle ist bei M 2/5 etwa halb so groß wie beim Redundanzbe-
trieb von Maschine M 1/2 und somit deutlich günstiger. Trotzdem muss die Rotorverformung
durch konstruktive Maßnahmen mit aussteifender Wirkung in vertretbaren Grenzen gehalten
werden, da sie bei Berechnung nach dem Ringmodell den mechanischen Luftspalt übersteigt.
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3.4. Ausgewählte Generatoren
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Abb. 3.55.: Radialkraftdichtespektrum von M 2/5 für Redundanzbetrieb mit MN/2 =
4,15MNm bei Speisung von zwei gegenüberliegend angeordneten Quadranten
der Statorwicklung. Synthetisiert aus separat simulierten Radialkraftdichtever-
teilungen für Nennbetrieb bei vollständiger Speisung der Statorwicklung und
Leerlauf (JMAG). Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer Amplitude
τ̂r ≥ 1kPa. Bei Amplituden τ̂r ≥ 5kPa ist auch der Wert τ̂r/Pa angegeben.

3.4.4.4. Ergebnisse von Generator M 1

Das Spektrum der numerisch simulierten Radialkraftdichteverteilung in Generator M 1 ist für
den Leerlauf in Abb. 3.56(a) und für den Bemessungsbetrieb in Abb. 3.56(b) dargestellt. Bei
M 1 tritt im Leerlauf und im Nennpunkt als langwelligste Anregung wie bei M 1/2 die Welle
mit (ν ′ = 0;ks/r/p = 6) auf. Im Unterschied zum Generator M 1/2 weist der Leerlauf die
höhere Kraftdichteamplitude τ̂r = 8,3kPa auf. Die Tonfrequenz fTon,s/r = 6 · fs ist aufgrund
von ν ′ = 0 für Stator und Rotor gleich. Mit dem Jordan’schen Ringmodell wird mit den Pa-
rametern aus Tab. 3.21 für die nullte Schwingungsmode des Rotorjochs die Eigenfrequenz
fr,eig,0 = 201Hz berechnet. Diese Eigenfrequenz liegt oberhalb der höchsten Tonfrequenz
fTon,max = kr/p · fN = 73,44Hz. Die Schallpegel werden abhängig von der Anregungsfre-
quenz berechnet, wobei drehzahlunabhängig die Anregungsamplitude τ̂ = 8,3kPa aus dem
Leerlauf verwendet wird. In Abb. 3.57 ist der berechnete Schallpegel an der Rotoroberfläche
aufgrund der Schwingung des Rotorjochs gezeigt. Der Schallpegel erreicht bei der Stator-
nennfrequenz fN = 12,24Hz den höchsten Pegel L = 100,8dB (LA = 77,0dB).

Das Spektrum der aus Leerlauf- und Lastsimulation zusammengesetzten Radialkraftdichte
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3.4. Ausgewählte Generatoren
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(b) Bemessungsbetrieb mit MN = 8,3MNm

Abb. 3.56.: Amplitudenspektrum der simulierte Radialkraftdichte von M 1 im statorfesten
Bezugssystem (FEMM). Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer Am-
plitude τ̂r ≥ 1kPa. Bei Amplituden τ̂r ≥ 5kPa ist auch der Wert τ̂r/Pa angegeben.

bei Vier-Quadranten-Speisung ist in Abb. 3.58 dargestellt. Auch bei M 1 tritt die ovalisierend
wirkende Radialkraftdichtewelle mit (ν ′ = 2;ks/p = 0) mit einer Amplitude τ̂r = 24kPa auf
und führt, wie zuvor bei M 1 und M 2/5 erläutert, auf unzulässig hohe Verformungsamplitu-
den nach dem Ringmodell.

3.4.4.5. Vergleich der Geräuschanregung für Generator M 1/2, M 2/5 und M 1

Aufgrund der bereits diskutierten Unzulänglichkeiten des einfachen Ringmodells wird bei
diesem Vergleich der Fokus auf die feldnumerisch berechneten, geräuschanregend wirkenden
Radialkraftdichteverteilungen gelegt. Anhand der oben gezeigten Spektren wird festgestellt:

1. Im generatorischen Leerlauf und Bemessungsbetrieb mit MN = 8,3MNm weisen M 1/2
und M 1 Anregungen der nullten Schwingungsmode auf (ν ′ = 0; ks/r/p= 6). Für M 1/2
ist die Amplitude dieser Radialkraftdichtewelle mit τ̂ r = 6,2kPa im Bemessungsbe-
trieb höher als im Leerlauf. Für M 1 wird im Leerlauf mit τ̂ r = 8,3kPa eine höhe-
re Anregung als bei Bemessungsbetrieb erreicht. Ursächlich für diese Anregung sind
die magnetischen Leitwertschwankungen durch die offenen Statornuten und das wick-
lungsspezifische Verhältnis von Polpaarzahl p und Nutzahl Q. Wie vom Nutrastmo-
ment bekannt [7], führen insbesondere Wicklungen mit Q und p mit einem niedrigen
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3.4. Ausgewählte Generatoren
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Berechneter Schallpegel an der Rotoroberflä-
che von M 1 durch Schwingungsanregung
des Rotorjochs bei generatorischem Leer-
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Abb. 3.58.: Radialkraftdichtespektrum von M 1 für Redundanzbetrieb mit MN = 4,15MNm
bei Speisung von zwei gegenüberliegend angeordneten Quadranten der Sta-
torwicklung. Synthetisiert aus separat simulierten Radialkraftdichteverteilungen
für Nennbetrieb bei vollständiger Speisung der Statorwicklung und Leerlauf
(FEMM). Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer Amplitude τ̂r ≥
1kPa. Bei Amplituden τ̂r ≥ 5kPa ist auch der Wert τ̂r/Pa angegeben.
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3.5. Zusammenfassung

kleinsten gemeinsamen Teiler zu magnetischen Vorzugspositionen und signifikanten
Pulsationen der magnetischen Luftspaltflussdichte und Radialkraftdichte.

2. Die Maschine M 2/5 weist im generatorischen Leerlauf und bei Nennbetrieb mit MN =

8,3MNm als langwelligste Radialkraftanregung eine Welle mit (ν ′ = 36; ks/p = 2;
kr/p = 2,4) auf, die unter Last eine Amplitude von τ̂r = 80kPa erreicht. Allerdings
liegen die Biegeeigenfrequenzen von Rotor- und Statorjoch laut Jordan’schem Ring-
modell eine Dekade über den Anregungsfrequenzen. Überdies führt die vom zonalen
Kugelstrahler übernommene Schallabstrahlcharakteristik aufgrund der relativ hohen
Ordnungszahl zu einer weiteren Dämpfung, sodass kein signifikantes magnetisches
Geräusch entsteht.

3. Bei der Zwei-Quadranten-Speisung mit MN/2 = 4,15MNm existiert bei allen drei
Varianten eine problematische Anregung der Ovalisierung mit der Ordnung (ν ′ = 2;
ks/p = 0). Auf der Statorseite treten demnach statische Kräfte auf und rotorseitig sind
die Anregungsfrequenzen nahe Null. Für Maschine M 1/2 und M 1 beträgt die Ampli-
tude dieser Welle τ̂r = 24kPa, während Maschine M 2/5 nur eine etwa halb so große
Amplitude aufweist. Die Berechnung der statischen Verformung auf der Rotorseite
nach dem idealisierten Ringmodell ergibt für alle Varianten unzulässige Verformun-
gen, die die mechanische Luftspaltweite überschreiten. Die angegebenen Lasten sind
bei der Ausgestaltung der Rotorkonstruktion zu berücksichtigen und im Anschluss ist
eine numerische strukturmechanische Analyse, die nicht Teil dieser Arbeit ist, zur ab-
schließenden Beurteilung notwendig.

3.5. Zusammenfassung

Für die Auslegung und Optimierung eines getriebelosen permanentmagneterregten
Außenläufer-Windgenerators mit Zahnspulenwicklung, massivem Rotorjoch und der
Möglichkeit zum Weiterbetrieb bei teilweisem Umrichterausfall wurde ein gegliedertes Aus-
legungsverfahren vorgestellt und exemplarisch angewendet. Zu Vergleichszwecken wurde
auch eine verteilte Einschichtwicklung V1 mit q = 1 untersucht.

Zunächst erfolgte eine schnelle, analytische Berechnung der Rotorjochwirbelstromverlus-
te für verschiedene Wicklungsvarianten, um deren thermische Zulässigkeit zu überprü-
fen. Demnach kommen neben der verteilten Einschichtwicklung V1 nur Zweischicht-
Zahnspulenwicklungen mit geringem Bruchlochnenner in Frage, um die Anzahl und die Am-
plituden von zum Rotor asynchron umlaufenden Statorfeldwellen zu begrenzen. Die beiden
zulässigen Zahnspulenvarianten Z1 und Z2 mit q = 1/2 und q = 2/5 unterscheiden sich im
Verhältnis von Statorstromwärmeverlusten zu Rotorjochwirbelstromverlusten. Während die
Variante q = 1/2 aufgrund des um 6,7 Prozentpunkte geringeren Arbeitswellenwicklungs-
faktors höhere Statorstromwärmeverluste aufweist, führt die Variante q = 2/5 aufgrund des
ungünstigeren Spektrums zu 8,7-mal höheren Rotorjochwirbelstromverlusten.
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3.5. Zusammenfassung

Im Anschluss wurden bei vorgegebenem Bauvolumen die Blechschnitte der drei Wicklungs-
varianten Z1, Z2 und V1 hinsichtlich ihrer Magnetmasse und ihres Wirkungsgrads im Be-
messungspunkt mit nN = 10,2min-1 und MN = 8,3MNm optimiert. Zur Berechnung der Ma-
gnetkreise kamen nichtlineare magnetostatische 2D-FE-Simulationen mit MTPA-Suche zum
Einsatz. Der Wirkungsgrad wurde unter Einbeziehung der Statorstromwärmeverluste, der
Rotorwirbelstromverluste und der Statorummagnetisierungsverluste ermittelt. Die Berech-
nung der Rotorwirbelstromverluste in den Permanentmagneten und im Rotorjoch erfolgte
mit Hilfe eines linearen, analytischen Modells unter Berücksichtigung der Feldrückwirkung
der Wirbelströme. Die Statorstromwärmeverluste wurden für eine vorgegebene innere Luft-
kühlung berechnet, wobei die Leitertemperatur durch ein simultan gelöstes thermisches Netz-
werk bestimmt wurde. Die Berechnung der Statorummagnetisierungsverluste erfolgte nach
Jordan durch Auswertung der mittels 2D-FE-Simulation berechneten magnetischen Feldver-
teilung im Elektroblech. Die multikriterielle Optimierung wurde mit einem evolutionären
Algorithmus durchgeführt. Die resultierenden Pareto-Fronten über den gewählten Kriterien
„Wirkungsgrad im Nennpunkt“ und „Magnetmasse“ zeigen, dass die verteilte Wicklung V1
(q = 1) gegenüber beiden Zahnspulenwicklungsvarianten stets im Vorteil ist. Ein Vergleich
der beiden Zahnspulenwicklungsvarianten untereinander zeigt, dass die Variante Z2 (q= 2/5)
ihrerseits stets günstiger als die Variante Z1 (q = 1/2) ist. Ursächlich für dieses Ergebnis ist,
dass die hier betrachteten hochpoligen Windgeneratoren eine große relative Länge le/τp auf-
weisen. Dies führt dazu, dass die Vorteile der Zahnspulenwicklung, welche sich aus dem
kurzen Wickelkopf ergeben, nicht deren Nachteile hinsichtlich eines reduzierten Arbeitswel-
lenwicklungsfaktors und signifikant höherer Rotorwirbelstromverluste aufwiegen. Auch der
Grundschwingungsleistungsfaktor, welcher über die Scheinleistung die Kosten für den Fre-
quenzumrichter maßgeblich beeinflusst, ist für die Variante V1 um bis zu 0,2 höher.

Ausgehend von den Pareto-Fronten wurden unter Festlegung der Magnetmasse mM =

4300kg drei Varianten M 1/2 (q = 1/2), M 2/5 (q = 2/5) und M 1 (q = 1) ausgewählt.
Die beiden Maschinen mit Zahnspulenwicklung und signifikanten Rotorverlusten wurden
mit Hilfe transienter, nichtlinearer 2D-FE-Simulationen mit der Software JMAG simulativ
nachgerechnet. Dabei traten deutliche Abweichungen bei den Rotorwirbelstromverlusten in
einer Größenordnung von ±50 Prozentpunkten gegenüber den analytisch berechneten Rotor-
wirbelstromverlusten auf. Dies belegt, dass die lineare, analytische Wirbelstromberechnung
trotz aufwendiger Bestimmung von Ersatzmaterialparametern relativ ungenau ist.

Daher wurde für die Zahnspulenmaschinen M 1/2 und M 2/5 für die folgenden Untersu-
chungen auf die transiente, nichtlineare 2D-FE-Simulation mit dem Programm JMAG zu-
rückgegriffen. Dies umfasst die Bestimmung des Wirkungsgrads im generatorischen Bemes-
sungspunkt, den Nachweis der Entmagnetisierfestigkeit bei dreiphasigem Stoßkurzschluss
aus Nennlast und die Untersuchung der geräuschanregenden Radialkraftwellen im Hinblick
auf die Biegeeigenmoden von Stator- und Rotorjoch. Hierbei zeigte sich, dass die Maschi-
ne M 2/5 gegenüber M 1/2 einen um 0,3 Prozentpunkte höheren Wirkungsgrad hat, sowie
eine 23-mal geringere Drehmomentwelligkeit. Des weiteren sind auch die radialen magne-
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3.5. Zusammenfassung

tischen Kraftanregungen von Maschine M 2/5 gegenüber M 1/2 geringer, was im Hinblick
auf das Geräuschverhalten vorteilhaft ist. Allerdings wurden im Rahmen dieser Arbeit keine
weiterführenden Maßnahmen zur Reduzierung der Drehmomentwelligkeit erörtert, wie zum
Beispiel die Reduzierung von Oberwellen des Erregerfeldes durch entsprechende Konturie-
rung der Oberflächenmagnete oder die aktive Beeinflussung der Drehmomentwelligkeit mit
Hilfe des Frequenzumrichters.
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4. Prototypmaschine: Auslegung, Berechnung und
Konstruktion

In Kapitel 3 wurde gezeigt, dass zwar die Ganzlochwicklung eine technisch hochwertige-
re Generatorvariante als die Zahnspulenwicklung ergibt, dass diese aber auch aufwändiger
und damit teurer zu fertigen ist. Als einigermaßen konkurrenzfähige Zahnspulenwicklung hat
sich q = 2/5 ergeben. Deshalb wird in diesem Abschnitt die Auslegung und der Bau einer
drehmomentstarken Versuchsmaschine mit Zahnspulenwicklung behandelt, um die baulichen
Vorzüge und die Einfachheit ihrer Gestaltung praktisch im Sinne einer Machbarkeitsstudie zu
untersuchen. Die Maschine spiegelt in viel kleinerem Maßstab die wesentlichen technischen
Merkmale der zuvor untersuchten Windgeneratorvariante mit dreisträngiger Zweischicht-
Zahnspulenwicklung und der Lochzahl q = 2/5.

Zweck des Baus der Versuchsmaschine ist neben der Erprobung einer einfachen Fertigungs-
methode der Statorwicklung auch die messtechnische Überprüfung der vorausberechneten
Rotorwirbelstromverluste, insbesondere im massiven Rotorjoch. Auch bei der Auslegung
der Versuchsmaschine kommt eine ähnliche numerische Blechschnittoptimierung wie bei der
Auslegung der Windgeneratoren zum Einsatz. Insofern soll durch die Versuchsmaschine auch
der Nutzen dieser Auslegungsmethode demonstriert werden. Weiter soll der Betrieb bei Aus-
fall eines der beiden Umrichter experimentell erprobt werden. Neben Verlusten und Drehmo-
mentwelligkeit soll auch das subjektive Geräuschverhalten im Redundanzbetrieb untersucht
werden.

Unter Berücksichtigung der technischen Umsetzbarkeit werden zunächst die Vorgaben des
Auslegungsprozesses definiert. Hierzu gehören unter anderem die Bauraumvorgabe und die
Vorgabe des Bemessungspunktes. Danach erfolgt eine optimale Auslegung der Prototypma-
schine, wobei wie bei der Auslegung des realen großen Windgenerators, Wirkungsgrad und
Magnetmasse als Zielgrößen gewählt sind. Aus den so ermittelten Pareto-effizienten Ma-
schinen wird ein Maschinenentwurf ausgewählt und im Anschluss mit Hilfe transienter FE-
Simulationen und eines thermischen Modells nachgerechnet. Hierbei wird auch die Entma-
gnetisierfestigkeit und das magnetische Geräuschverhalten betrachtet. Die konstruktive Aus-
gestaltung der Maschine wird am Ende des Kapitels behandelt.
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4.1. Vorgaben und Optimierung

4.1. Vorgaben und Optimierung

4.1.1. Vorgegebene Merkmale der Versuchsmaschine

Die wesentlichen Merkmale der Versuchsmaschine werden mit Bezug auf die Gemein-
samkeiten und Unterschiede zur Windgeneratorvariante Z2 mit dreisträngiger Zweischicht-
Zahnspulenwicklung q = 2/5 dargestellt.

Die Versuchsmaschine ist wie die „große “Windgeneratorvariante (Pm,N = 8,9MW) Z2 eine
permanentmagneterregte Synchronmaschine mit rechteckförmigen Oberflächenmagneten in
Außenläuferanordnung mit massivem Rotorjoch. Als Statorwicklung kommt auch hier eine
dreisträngige Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit q = 2/5 zum Einsatz. Die Polzahl wird
auch bei der Versuchsmaschine so gewählt, dass ein Redundanzbetrieb bei teilweisem Um-
richterausfall durch abschnittsweise Speisung der Statorwicklung möglich ist.

In Tab. 4.1 werden die Vorgaben für die Auslegung der Versuchsmaschine zusammengefasst
und in den folgenden Abschnitten erläutert. Sie sind an die Fertigungs- und Versuchsmöglich-
keiten im Labor des Instituts für Elektrische Energiewandlung der TU Darmstadt angepasst.
Das dabei dauernd thermisch zulässige Dauermoment MN = 2,8kNm ist für dieses Labor ein
Spitzenwert.

Tab. 4.1.: Vorgaben für die Auslegung des verkleinerten Prototyps.

Rotoraußenradius rro 350 mm
Statorinnenradius rsi 200 mm
axiale Blechpaketlänge lFe 90 mm
Luftspalt δ 2 mm

Strangzahl m 3
Lochzahl q 2/5
Polzahl 2p 40
Statornutzahl Q 48

mechanische Leistung Pm,N 17,593 kW
Drehzahl nN 60 min−1

Drehmoment MN 2800 Nm

4.1.1.1. Bauraumvorgabe

Ähnlich der Auslegungsmethodik für Windgeneratoren im MW-Bereich in Abschnitt 3.3 wird
für die Prototypmaschine der Bauraum in Form eines Hohlzylinders durch Statorblechinnen-
radius rsi, Rotoraußenradius rro und Blechpaketlänge lFe entsprechend den Werten in Tab. 4.1
vorgegeben. Der gewählte Außendurchmesser orientiert sich an den größten Durchmessern
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4.1. Vorgaben und Optimierung

für nahtlose Stahlrohre, die das Ausgangsmaterial für die Fertigung des Rotorjochs sind [78].
Da im Unterschied zum „großen“ Windgenerator von Kapitel 3 die Wicklungsvariante der
Versuchsmaschine vorgegeben ist, wird direkt die Blechpaketlänge lFe ohne Einbeziehung
des Wickelkopfs festgelegt. Aus der Untersuchung des Windgenerators M 2/5 (Kap. 3) ist
bekannt, dass der Vorteil kurzer Wickelköpfe von Zahnspulenwicklungen insbesondere dann
gewichtig ist, wenn die relative Länge der Maschine kurz ist. Die hier gewählte Blechpaket-
länge führt mit der später festgelegten Polzahl 2p = 40 auf eine relative Länge le/τp ≈ 1,7.
Dies ist nur ca. ein Zehntel der relativen Länge des Windgenerators M 2/5 (Kap. 3) und
macht den Einsatz einer Zahnspulenwicklung attraktiv. Zur Sicherstellung der Kollisionsfrei-
heit von Stator und Rotor wird der Luftspalt zu δ = 2mm vorgegeben. Auf diese Weise ent-
steht eine Maschine, die auch als drehmomentstarker, kompakter E-Motor im Bereich kleiner
Drehzahlen als drehzahlveränderbarer Direktantrieb („Torque-Antrieb“) industriell einsetz-
bar wäre [106, 107]. Allerdings verbliebe als Nachteil der gegenüber Ganzlochwicklungen
kleinerer Grundschwingungsleistungsfakor cosϕs,1, der unter Umständen einen vergrößerten
Speiseumrichter bedingen würde, weshalb Industrie-Torquemotoren häufig auch mit Ganz-
lochwicklungen ausgeführt werden.

4.1.1.2. Kühlung

Um einerseits eine hohe Drehmomentdichte zu erreichen und andererseits mit der Versuchs-
maschine überhaupt einen ausreichend hohen Statorstrombelag zur Erzeugung von messtech-
nisch bestimmbaren, lastabhängigen Rotorwirbelstromverlusten zu erreichen, ist eine intensi-
ve Kühlung notwendig. Unter Berücksichtigung der Baugröße der Versuchsmaschine wird für
den Stator eine innenliegende Wassermantelkühlung gewählt, die hauptsächlich die dominan-
ten Statorstromwärmeverluste abführt. Das Kurzzeichen des Kühlsystems lautet IC9W7A7
[76]. Der glockenförmige Rotor gibt zusätzlich, wie beim „großen“ Windgenerator (Kap. 3),
konvektiv Wärme an die Umgebungsluft ab.

4.1.1.3. Statorwicklung

Als nächstes wird die Polzahl festgelegt. Diese soll einerseits auf praktikable, nicht zu kleine
Nutteilungen von ca. 40mm führen und andererseits verschiedene Speisemuster beim Redun-
danzbetrieb der halben Statorwicklung ermöglichen. Bei einem geschätzten Statoraußenradi-
us von r∗so = 310mm ergibt sich eine zweckmäßige Polzahl von 2p = 40. Die Statorwicklung
weist damit am Umfang acht halbe Urwickelschemata auf und ermöglicht im Redundanzbe-
trieb folgende drei verschiedene Sektorlängen für die alternierende Speisung im Redundanz-
betrieb: Hälften, Quadranten und Oktanten des Maschinenumfangs. Für diesen geschätzten
Statoraußendurchmesser ergeben sich akzeptable, nicht zu kleine Nutteilungen von 40,6mm.
Zur Vergleichbarkeit mit dem Windgenerator M 2/5 (Kap. 3) wird ebenfalls eine geringe
Statorbemessungsfrequenz fN = 20Hz gewählt, die auf die niedrige Bemessungsdrehzahl
nN = 60min−1 führt.
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4.1. Vorgaben und Optimierung

4.1.1.4. Bemessungsdrehmoment

In (4.1)–(4.4) wird das Bemessungsdrehmoment MN für den Prototyp durch Abschätzung
des thermisch zulässigen Drehmoments bestimmt. Dafür wird ausgehend von einer thermi-
schen Ausnutzung (Jeff ·Ke,eff)

∗ = 3200(A/mm2) · (A/cm) für eine wassermantelgekühlte
permanentmagneterregte Synchronmaschinen [108] und einer geschätzten Blechschnittauf-
teilung in Stator- und Rotorteil das geschätzte elektromagnetische Drehmoment M∗

e berech-
net. Die Schätzung der Blechschnittaufteilung umfasst den geschätzten Statoraußenradius
r∗so, die geschätzte Nutfläche A∗

Nut und den geschätzten Kupferfüllfaktor k∗Cu. Die Amplitude
der Erreger-Feldwelle im Luftspalt wird zu B∗

δ = 1,1T angenommen. Auf Grundlage dieser
Rechnung wird das Bemessungsdrehmoment zu MN = 2800Nm gewählt (vgl. Tab. 4.1).

r∗so = 310mm A∗
Nut = 1400mm2 k∗Cu = 0,55 (4.1)

(Jeff ·Ke,eff)
∗ = 3200

A
mm2 · A

cm
B∗

δ = 1,1T kw,p = 0,933 (4.2)

K∗
e,eff =

√︄
(Jeff ·Ke,eff)∗ ·Q · k∗Cu ·A∗

Nut
2π · r∗so

= 779
A
cm

(4.3)

M∗
e =

√
2 ·π · kw,p ·K∗

e,eff ·B∗
δ · r∗so

2 · lFe = 2732Nm (4.4)

4.1.2. Parametrisierte Maschinengeometrie

Die Parametrisierung der Querschnittsgeometrie der Aktivteile der Versuchsmaschine basiert
im Wesentlichen auf der Vorgehensweise beim Windgenerator M 2/5 (Kap. 3). Im Folgenden
werden daher insbesondere die Unterschiede bei der Modellierung der Versuchsmaschine
gegenüber der Modellierung der Windgeneratoren behandelt (vgl. Kap. 3, Abschnitt 3.3.2).

Der Stator der Versuchsmaschine weist im Gegensatz zu den Windgeneratoren von Kapi-
tel 3 statt offener nunmehr halbgeschlossene Nuten auf, um die lastunabhängigen Rotorwir-
belstromverluste aufgrund der nutungsbedingten magnetischen Flusspulsation zu reduzieren.
Diese Maßnahme ist notwendig, da im Vergleich zum Windgenerator M 2/5 die Luftspalt-
weite im Verhältnis zur Nutbreite nur rund die Hälfte beträgt. Durch diese Änderungen steigt
die Anzahl der variierenden Geometrieparameter auf acht. Die Geometrieparameter sind in
Tab. 4.2 aufgeführt und werden nachfolgend erläutert.

4.1.2.1. Parametrisierung der Statorgeometrie

Die Zweischicht-Zahnspulenwicklung ist bei der Versuchsmaschine in zwei Lagen unter-
gebracht. Nähere Details zur Konstruktion der Versuchsmaschine inklusive der Aufteilung
des Statorblechpakets in Statorjochblechpaket und 48 Einzelzahnblechpakete sind im Ab-
schnitt 4.6 behandelt. Die Parametrisierung des Statorblechschnitts mit parallelflankigen Sta-

142



4.1. Vorgaben und Optimierung

Tab. 4.2.: Geometrieparameter für die Optimierung der Prototypmaschine als Außenläufer
PMSM mit Oberflächenmagneten und Statorzahnspulenwicklung (vgl. Abb. 4.1
und Abb. 4.2.)

fsr Verhältnis Statorhöhe zur Summe aus Stator- und Rotorhöhe:
fsr = (rso − rsi)/(rro − rsi −δ )

fp Polbedeckung der Oberflächenmagnete
fmr Verhältnis Magnethöhe zur Rotorhöhe:

fmr = hM/(rro − rri)

fnz Verhältnis Nutbreite zur Nutteilung
fzy Verhältnis Nuttiefe zur Statorhöhe:

fzy = 1−hsy/(rso − rsi)

fno Verhältnis Nutöffnungsbreite zur Nutbreite
hzk/mm absolute Höhe des Zahnkopfes bei der Nutöffnung in mm
kzk Verhältnis Zahnkopfhöhe am Zahn zur Zahnkopfhöhe an Nutöffnung
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Abb. 4.1:
Parametrisierter Statorblech-
schnitt für Innenstator mit
Zahnspulenwicklung in zwei
Lagen und halbgeschlosse-
nen Nuten für die numeri-
sche Optimierung der Pro-
totypmaschine mit q = 2/5.
Eingezeichnet sind die Spu-
lenseiten von zwei Zahnspu-
len I und II.

torzähnen und halbgeschlossenen Nuten ist in Abb. 4.1 schematisch dargestellt und bildet die
Grundlage der nachfolgend erläuterten Erstellung der Statorgeometrie.

Als Erstes wird der Statoraußenradius rso aus den gegebenen Außenabmessungen rsi und rro

und der Luftspaltweite δ unter Berücksichtigung des Parameters fsr (s. Tab. 4.2) bestimmt.
Mit Hilfe der festen Nutzahl Q wird der Nutwinkel γQ = 2π/Q berechnet und dann mit Hilfe
des Verhältnisses fnz die Breite von Nut und Zahn (s. Abb. 4.1) auf dem Statoraußenkreis mit
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4.1. Vorgaben und Optimierung

dem Radius rso bestimmt. Die Statorjochhöhe hsy und folglich auch die Statornuttiefe werden
durch den Parameter fzy bestimmt (s. Tab. 4.2).

Der Nutöffnungswinkel wird durch das Verhältnis fno bestimmt (s. Abb. 4.1). Die Geometrie
des Zahnkopfs wird durch die Zahnkopfhöhe an der Nutöffnung und an der Zahnflanke vor-
gegeben. Während die Zahnkopfhöhe an der Nutöffnung als absolutes Maß hzk vorgegeben
ist, erfolgt die Festlegung der Zahnkopfhöhe an der Zahnflanke relativ zu hzk mit dem Fak-
tor kzk (s. Abb. 4.1). Um eine hinreichend kleine Nutöffnung sicherzustellen, wird fno ≤ 0,3
vorgegeben. Als Blechsorte wird M350-50A mit einem Paketierungsfaktor von kFe = 0,964
vorgegeben. Die verwendete B(H)-Kennlinie ist im Anhang A.1.3 in Abb. A.5 angegeben.

Die mit „I“ und „II“ in Abb. 4.1 gekennzeichneten Spulenseiten haben die gleiche Quer-
schnittsfläche ACu,i und enden in einem Abstand dtop = 2,2mm unterhalb der Zahnkopfwur-
zel, um ausreichend Platz für den Nutverschluss zu bieten. Zur einfachen Vernetzung der
Geometrie in Finite Elemente bei der numerischen Feldberechnung werden weder Haupt-
noch Lagenisolation modelliert. In den folgenden elektromagnetischen Simulationen wird
die Durchflutung als gleichmäßig über den Spulenseiten verteilt angenommen. Für die Be-
rechnung der Statorstromwärmeverluste wird der Kupferfüllfaktor kCu,i = 0,62 für die Flä-
chen ACu,i vorgegeben. Diese Werte wurden durch Wickelversuche am Institut für Elektrische
Energiewandlung, TU Darmstadt ermittelt [T9].

Wie bei der Optimierung der Windgeneratoren in Kapitel 3 findet während der Optimierung
der Prototypmaschine keine Wicklungsauslegung statt, sodass der Statorstrom Is als komple-
xer Effektivwertzeiger im rotorfesten dq-System für eine hypothetische Spulenwindungszahl
Nc = 1 und Reihenschaltung aller Spulen (a = 1) angegeben wird. Die mittlere Windungs-
länge lavg wird nach (4.5) abgeschätzt, wobei lax,b = 3mm die gerade Auskragungslänge im
Wickelkopf ist und rb der mittlere Radius im Wickelkopf nach Abb. 4.1 ist.

lavg = 2 ·
(︁
lFe +2 · lax,b +π · rb

)︁
(4.5)

Der komplexe effektive Strombelag Ke,eff, die Stromdichte Jeff und die Gleichstrom-
Stromwärmeverluste PCu,DC für Grundschwingungsbetrieb berechnen sich wie bei der Op-
timierung des Windgenerators M 2/5, nach (3.13) bis (3.17) in Abschnitt 3.3.4. Für die Ver-
suchsmaschine wird dabei entsprechend der Wärmeklasse H für den verwendeten Isolierstoff
eine mittlere Leitertemperatur von ϑCu = 165°C und als elektrischer Leitwert entsprechend
dem später verwendeten Kupferdraht σCu,20°C = 58,5MS/m angenommen [109].

4.1.2.2. Parametrisierung der Rotorgeometrie

Das parametrische Rotormodell ist in Abb. 4.2 schematisch dargestellt. Die Außenkontur ist
kreisförmig und die Innenkontur weist 2p flache Montagenuten für die Permanentmagnete
mit rechteckigem Querschnitt auf. Die Nuttiefe ist mit dsl = 2mm fest vorgegeben.
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Abb. 4.2:
Parametrisierter Querschnitt des Außen-
rotors der Prototypmaschine mit massi-
vem Rotorjoch und Oberflächenmagne-
ten mit rechteckigem Querschnitt. Die
Magnete sind in flachen Montagenuten
untergebracht.

Der Rotorinnenradius rri, wird so gewählt, dass der Rotor den restlichen Bereich nach Stator
und Luftspalt ausfüllt. Die Magnethöhe hM folgt aus dem Parameter fmr (s. Tab. 4.2). Die
Polbedeckung der Magnete wird durch den Parameter fp relativ zum Polwinkel γp = π/p
gesteuert (s. Abb. 4.2).

Das massive Rotorjoch besteht aus dem Baustahl S355 mit den in Anhang A.1.1 angege-
benen Materialeigenschaften. Als Material für die NdFeB-Permanentmagnete wird N45KH
eingesetzt, wobei für die Optimierung eine Magnettemperatur von ϑM = 100°C angenommen
wird. Die für diese Temperatur linearisierten Materialeigenschaften sind im Anhang A.1.4 in
Tab. A.4 angegeben.

4.1.3. Optimierung der Querschnittsgeometrie

4.1.3.1. Ablauf der Optimierung

Die Optimierung des Blechschnitts der Versuchsmaschine erfolgt weitgehend so, wie bei
den Windgeneratoren in Abschnitt 3.3. In diesem Abschnitt werden die wichtigsten Aspekte
der Optimierung der Versuchsmaschine dargestellt und insbesondere die Unterschiede zur
Optimierung der Windgeneratoren behandelt.

Wie bei der Auslegung der Windgeneratoren in Kapitel 3 wird auch für die Versuchsmaschine
der Blechschnitt unter Vorgabe des Bauraums und des Bemessungsdrehmomentes hinsicht-
lich der Kriterien Wirkungsgrad im Bemessungspunkt und Magnetmasse optimiert. Die Op-
timierung wird in der Software MATLAB durchgeführt und dabei der genetische Mehrzielop-
timierungsalgorithmus NSGA-II verwendet, um numerisch die Pareto-Fronten zu ermitteln.
Die Maschinenvarianten werden durch die vorgestellten acht Geometrieparameter in Tab. 4.2
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4.1. Vorgaben und Optimierung

beschrieben. Wie bei den Windgeneratoren von Kapitel 3 wird für jede untersuchte Maschi-
nenvariante der zum Erreichen des Bemessungsdrehmoments MN = 2,8kNm notwendige mi-
nimale Statorstrom (MTPA-Strategie) simulativ mit Hilfe zweidimensionaler, nichtlinearer,
magnetostatischer FE-Simulationen mit der Software FEMM ermittelt. Teil der Berechnung
ist die unterlagerte MTPA-Suche und die Berücksichtigung der Drehmomentpulsation durch
Auswertung einer Serie von Rotorverdrehwinkeln. Dabei werden, wie in Abschnitt 3.3.3 er-
läutert, 15 Inkremente im Intervall [0;2π/(6p)] verwendet.

Im Vergleich zu den Windgeneratoren ist das verwendete Verlustmodell zur Berechnung des
Wirkungsgrades stark vereinfacht, sodass dieser als geschätzter Wirkungsgrad η∗ bezeich-
net wird. Der geschätzte Wirkungsgrad η∗ nach (4.6) berücksichtigt ausschließlich die DC-
Statorstromwärmeverluste für die fest vorgegebene Wicklungstemperatur von ϑCu = 165°C.

η∗ = 1−
⃓⃓
⃓⃓ PCu,DC

2π ·nN ·MN

⃓⃓
⃓⃓ (4.6)

Im Gegensatz zur Optimierung der Windgeneratoren von Kapitel 3 werden weder Statorum-
magnetisierungsverluste noch Rotorwirbelstromverluste berücksichtigt, da diese klein sind.
Im Rahmen der Auswertung der Optimierungsergebnisse der Windgeneratoren in Abschnitt
3.3.9.5 wurde gezeigt, dass für die hier behandelten drehmomentstarken Maschinen bereits
die alleinige Berücksichtigung der Statorstromwärmeverluste näherungsweise zu den tatsäch-
lich Pareto-effizienten Maschinen führt. Größter Nachteil dieses Verlustmodells ist die feh-
lende Berechnung der Temperaturverteilung in der Maschine. Zur Überprüfung der Einhal-
tung der Grenztemperaturen wird daher für die Versuchsmaschine im Rahmen der transienten
feldnumerischen Nachrechnung auch eine thermische Berechnung auf Grundlage von gekop-
pelten Wärmequellennetzwerken und 2D-FE-Temperaturberechnungen mit dem Programm
FEMM durchgeführt.

4.1.3.2. Optimierungsergebnis

Im Zuge der oben erläuterten genetischen Optimierung des Blechschnitts der Versuchsma-
schine wurden 7665 Individuen berechnet, die das geforderte Bemessungsmoment MN =

2,8kNm erreichen. Diese Grundgesamtheit wird zur folgenden Auswertung eingegrenzt
auf Individuen, die einen geschätzten Wirkungsgrad η∗ ≥ 80% und eine Magnetmasse
mM ≤ 15kg aufweisen. Maschinen mit geringerem Wirkungsgrad führen, wie die thermische
Nachrechnung der final ausgewählten Maschinenvariante zeigt, zu Erwärmungen jenseits der
Wärmeklasse H. Maschinen mit größeren Magnetmassen scheiden aufgrund der zu hohen
Materialkosten aus, da die Magnetkosten dominant sind. Unter Berücksichtigung dieser bei-
den Einschränkungen bleiben 6189 Individuen übrig, die in Abb. 4.3(a) dargestellt sind. Die
Geometrieparameter der Pareto-effizienten Individuen dieser Auswahl werden im Anhang
A.5 in Abb. A.17 und Abb. A.18 zusammen mit den während der Optimierung verwendeten
Parameterschranken dargestellt. Die Parameterschranken dienen, wie bei der Optimierung
der Windgeneratoren in Kapitel 3 erläutert, der Begrenzung des Suchraumes.
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Abb. 4.3.: Ausgewählte Prototypmaschine für MN = 2,8kNm: Magnetmasse mM = 10kg;
geschätzter Wirkungsgrad im Bemessungspunkt η∗

N = 87,3% (vgl. Tab 4.3).

4.1.3.3. Ausgewählte Versuchsmaschine

Für die Versuchsmaschine wird aus den Optimierungsergebnissen der Blechschnitt des in
Abb. 4.3(a) markierten Individuums mit einer Magnetmasse mM ≈ 10kg ausgewählt. Die Ab-
weichung zur Pareto-Front erklärt sich durch die nachträgliche Fortführung der Optimierung.
In Tab. 4.3 sind die Geometrieparameter, ausgewählte Abmessungen und die Berechnungs-
ergebnisse des Optimierers zusammengefasst. Der Maschinenquerschnitt der gewählten Ma-
schine ist in Abb. 4.3(b) dargestellt, wobei in dieser Darstellung bereits die Spulenseiten
entsprechend der finalen Wicklungsauslegung angepasst sind.

4.1.4. Statorwicklungsauslegung

Die Auslegung der Statorwicklung erfolgt so, dass im warmen Zustand die effektive, verkette-
te Statorgrundschwingungsspannung im Bemessungspunkt etwa 400V beträgt. Die Wicklung
besteht aus Kupferlackdraht mit rundem Drahtquerschnitt, der zu orthozyklischen Formspu-
len gewickelt ist. Bei orthozyklischen Wicklungen liegen die Windungen der Oberwicklung
in den Tälern der Unterwicklung (s. Abb. A.19(c) im Anhang). Auf diese Weise können
für Runddraht Füllfaktoren nahe des Optimalwerts 90,1% erreicht werden [110]. Die Wick-
lungsauslegung erfolgt iterativ, da der Spulenquerschnitt von Spulenwindungszahl und Draht-
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Tab. 4.3.: Ausgewählte Prototypmaschine mit mM ≈ 10kg (Abb. 4.3(a)). Übersicht zur Wick-
lung, Geometrie und berechnetem Bemessungspunkt.

Wicklung

Lochzahl q 2/5
Polzahl 2p; Nuten Q 40; 48

Geometrieparameter

Statorhöhe/ Gesamthöhe fsr 0,8716
Polbedeckung fp 0,8316
Magnethöhe/ Rotorhöhe fmr 0,4474
Nutbreite/ Nutteilung fnz 0,5309
Nuttiefe/ Statorhöhe fzy 0,8581
Nutöffnungsbreite/ Nutbreite fno 0,2843
Zahnkopfhöhe an Nutöffnung hzk 2,1mm
Zahnkopfhöhe an Zahn/ Zahnkopfhöhe an Nutöffnung kzk 1,216

Geometrie

Blechpaketlänge lFe 90,0mm
Statorinnenradius rsi 200,0mm
Statoraußenradius rso 329,0mm
Rotorinnenradius rri 331,0mm
Rotoraußenradius rro 350,0mm
Statorjochhöhe hsy 18,3mm
Statorzahnbreite bsz 20,2mm
Magnethöhe hM 8,5mm
Magnetbreite bM 43,3mm

Optimierer: Angenommene Statorwicklung

Kupferfüllfaktor der Spulenseite kCu,i 0,62
Wickelfenster ACu,i 809,3mm2

mittl. Windungslänge lavg 308,1mm

Optimierer: Berechnungsergebnisse

Drehmoment M 2794Nm
effektiver Strombelag Ke,eff 780,0A/cm
MTPA-Stromwinkel β −102,9°
Stromdichte Jeff 3,347A/mm2

Wirkungsgrad η∗ 87,30%
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durchmesser abhängig ist, aber trotzdem die zur Verfügung stehende Nutfläche vollständig
ausfüllen soll. Im Folgenden wird die aus diesem Prozess resultierende Wicklungsauslegung
dargestellt.

Die dreisträngige Statorwicklung der vierzigpoligen Versuchsmaschine besteht je Strang aus
acht Spulengruppen. Jede Spulengruppen besteht aus einer Oberschichtspule und Unter-
schichtspule, die fest in Reihe verschaltet sind. Die nach DIN 60034-8 [111] bezeichneten
Klemmen aller Spulengruppen sind auf ein externes Klemmenbrett geführt. Das Wickelsche-
ma mit allen Klemmenbezeichnungen ist in Abb. 4.4 dargestellt. Durch die externe Verschal-
tung der Spulengruppen kann einerseits die Anzahl der parallelen Zweige verändert werden,
um so den Grunddrehzahlbereich zu verändern. Andererseits können einzelne Abschnitte der
Statorwicklung freigeschaltet werden, um den Redundanzbetrieb mit sektoriell leerlaufender
Statorwicklung zu realisieren, ohne einen zweiten Umrichter für den Normalbetrieb verwen-
den zu müssen.

Für den Betrieb mit der Bemessungsdrehzahl nN = 60min-1 wird die Statorwicklung in Stern
geschaltet und die Anzahl der parallelen Zweige je Strang a = 4 gewählt. Die dazu notwendi-
ge Verschaltung der Klemmen ist in Abb. 4.5 dargestellt. Die hier behandelte feldnumerische
Nachrechnung erfolgt für diese Verschaltungsart.

Die genaue Position der einzelnen Teilleiter, die Ermittlung der mittleren Windungslänge lavg

und die Berechnung des blanken Leiterdurchmessers dCu wird im Anhang A.6.1 und A.6.2
behandelt. In Tab. 4.4 sind die Ergebnisse zusammengefasst.

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

1W1
1W2

2U2
2U1
2V1
2V2
2W2
2W1

21 22 23 24 25 26 27 39 40 41 42 43 44 45 46 47 4848
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1V2
1V1

3W1
3W2
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4U1
4V1
4V2
4W2
4W1

3U1
3U2
3V2
3V1

5W1
5W2

6U2
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6V1
6V2
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13 1411 12 15 16 1817 19 20 28 29 30 31 32 33 34 35 36 37 38

Abb. 4.4.: Wickelschema der Versuchsmaschine mit Nutnummern und Klemmenbezeichnun-
gen der nach außen geführten Anschlussklemmen.
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Abb. 4.5.: Sternschaltung der Prototypmaschine mit a = 4 parallelen Zweigen und Ns = 810.

Tab. 4.4.: Wicklungsdaten der Prototypmaschine.

Windungszahl Oberschichtspule Nc,Os 198
Windungszahl Unterschichtspule Nc,Us 207
mittlere Windungslänge lavg 291mm
Drahtdurchmesser dCu: Nennwert / blank und gedehnt 1,8mm / 1,716mm
Anzahl paralleler Teilleiter ai 1

4.1.5. Wassermantelkühlung

Im Stator verlaufen 5,5mm unterhalb des Statorjochs 24 axiale Kühlkanäle mit kreisförmi-
gem Querschnitt mit einem Durchmesser von d = 20mm (s. Abb. 4.10). Bei der Bestimmung
des benötigten Kühlmittelstromes werden folgende drei Aspekte berücksichtigt.

1. Begrenzte Kühlmittelerwärmung zwischen Kühlmitteleintritt und -austritt:
Die Wasserkühlung soll geschätzte Statorverluste in Höhe von Ps,d = 2500W bei einer
Kühlmittelerwärmung von ∆ϑ = 5K abführen. Die relevanten Stoffeigenschaften von
Wasser bei Normaldruck und 40°C sind : Dichte γ = 992kg/m3 und spezifische Wär-
mekapazität cp = 4180J/(kg ·K) [75]. Nach (4.7) ergibt sich ein notwendiger Kühl-
mittelstrom von V̇ = 7,2ℓ/min.

V̇ =
Ps,d

γ · cp ·∆ϑ
(4.7)

2. Hinreichend hoher Wärmeübergangskoeffizient:
Zum Erreichen eines hinreichend hohen Wärmeübergangskoeffizienten zwischen
Kühlkanalwand und Kühlmittel wird eine turbulente Wasserrohrströmung angestrebt.
Im vorliegenden Fall soll eine Reynolds-Zahl Re ≥ 10 ·103 erreicht werden, welche
deutlich größer als die kritische Reynolds-Zahl Rekrit = 2320 für Rohrströmungen ist.
Bei hohen Reynolds-Zahlen ist eine vollständige Verwirbelung gegeben, die zu einer
hohen Nußelt-Zahl und damit einem hohen Wärmeübergangskoeffizienten führt [72].
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Um die angestrebte Reynolds-Zahl von Re = 10 ·103 zu erreichen, muss der Kühlwas-
servolumenstrom V̇ nach (4.8) mindestens V̇ = 6,20ℓ/min betragen. Die kinematische
Zähigkeit von Wasser beträgt ν = 0,658 ·10−6 m2/s bei Normaldruck und einer Tem-
peratur von ϑ = 40°C [75].

Re =
v ·d

ν
=

V̇
π
4 ·ν ·d (4.8)

3. Druckabfall
Zur Sicherstellung des notwendigen Kühlmittelstroms muss eine geeignete Wasser-
pumpe ausgewählt werden, die in der Lage ist, den notwendigen Förderdruck bereit-
zustellen. Durch hydraulische Berechnungen des Kühlkreislaufs wird der Druckabfall
bestimmt. Bei der vorliegenden Maschine wird auf eine Darstellung dieser Rechnung
verzichtet, da der Druckabfall nicht sonderlich hoch ist und durch eine handelsübli-
che Heizungsumwälzpumpe gedeckt wird. Außerdem ist der Druckabfall nicht durch
die Länge und Querschnittsgeometrie der Rohrstrecken, sondern durch die Zu-, Ab-
und Umleitung des Wassers dominiert, welche nur mit relativ großen Unsicherheiten
analytisch bestimmt werden können [112].

Entsprechend dieser Überlegungen wird ein Mindestkühlmittelstrom V̇ = 7,2ℓ/min festge-
legt, welcher auf eine mittlere Strömungsgeschwindigkeit v = 0,38m/s und eine Reynolds-
Zahl Re = 11,6 ·103 führt. Nach [72] ergibt sich mit (4.10) die Nußelt-Zahl Nu = 79,7 mit
der stoffspezifischen Prandtl-Zahl Pr = 4,37 (bei Normaldruck und ϑ = 40°C [75]). Dabei
wird als Rohrlänge die axiale Kühlkanallänge l = 151mm zwischen zwei Verbindungsfrä-
sungen in Umfangsrichtung angesetzt, da das Kühlwasser in der Verbindungsfräsung scharf
um 180° umgelenkt wird. Der Wärmeübergangskoeffizient berechnet sich nach (4.11) mit
λ = 0,625W/(m ·K) (bei Normaldruck und ϑ = 40°C [75]) zu α = 2491W/(m2 ·K).

Pr =
ν · γ · cp

λ
(4.9)

Nu = 0,032 ·Re0,8 ·Pr0,3 ·
(︃

l
d

)︃−0,054
(4.10)

α =
Nu ·λ

d
(4.11)

4.2. Elektromagnetisches Modell und Ersatzschaltbildparameter

Wie bereits von den elektromagnetischen 2D-FE-Simulationsmodellen für die Optimierung
des Windgenerators M 2/5 aus Kapitel 3 bekannt, werden die Statorstromwärmeverluste (Ab-
schnitt 4.2.1), die Statorummagnetisierungsverluste und die Stirnstreuung (Abschnitt 4.2.1.2)
durch die Ersatzschaltbildparameter Rs, RFe,s und Ls,σb berücksichtigt. Die finalen Klem-
mengrößen von Strom und Spannung (Grundschwingung) müssen mit dem Ersatzschaltbild
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in Abb. 3.28 berechnet werden. Da die Rotorverluste im vorliegenden Fall bereits in der elek-
tromagnetischen Simulation bestimmt werden, entfällt der entsprechende Ersatzwiderstand
Rr im Ersatzschaltbild in Abb. 3.28.

In diesem Abschnitt werden die genannten Ersatzschaltbildparameter berechnet und zusätz-
lich auch die übrigen Induktivitäten der Wicklung im Nutbereich analytisch bestimmt (Ab-
schnitt 4.2.3), um diese mit den simulativ bzw. experimentell bestimmten Werten vergleichen
zu können. Überdies wird die analytische Berechnung der im Rahmen der zweidimensiona-
len FE-Simulation verwendeten elektrischen Ersatzleitfähigkeiten zur Berücksichtigung von
Endeffekten dargestellt (Abschnitt 4.2.4).

4.2.1. Statorstromwärmeverluste

Da die Prototypmaschine über Formspulen mit exakt bekannter Leiterlage verfügt (s. Abb.
A.19(a)), kann die Stromverdrängung präzise durch eine zeitharmonische 2D-FE-Simulation
der Statornut bestimmt werden. Dabei wird die Software FEMM [60] eingesetzt. Da die Ma-
schine keine parallelen Teilleiter aufweist (ai = 1) und somit keine Stromverdrängung erster
Ordnung auftreten, umfasst das Simulationsmodell nur eine Nut. In Abb. 4.6 wird die simu-
lierte Stromdichteverteilung für eine Nut gezeigt, die in der Ober- und Unterschicht Spulen
desselben Stranges trägt und deren Leiter mit einer eingeprägten Wechselstromdichte von
Ĵ0 = 1A/mm2 und fs,N = 20Hz bestromt werden.

Das Modell beschränkt sich auf den Nutraum, wobei das umgebende Statorblech als unend-
lich permeabel angenommen wird und durch eine entsprechende Neumann-Randbedingung
mit ∂A/∂n = 0 auf der Nutkontur. Aufgrund der hohen Windungszahl je Nut von Nc,Os +

Nc,Us = 405 und der relativ großen Nuttiefe dominiert innerhalb der Stromverdrängung zwei-
ter Ordnung der Effekt der zweiseitigen Stromverdrängung infolge des Proximity-Effekts,
welcher am stärksten direkt unter der Nutöffnung ausgeprägt ist. Aus den FE-Simulationen
werden die Stromverdrängungsfaktoren zur Berechnung der Erhöhung der Stromwärmever-
luste durch Wirbelströme bei σCu,0(ϑCu,0 = 20°C) = 58,5MS/m für jede Spule (Oberschicht
und Unterschicht) und jede Phasenmischung der Nut (gleichphasig, gemischtphasig) bezogen
auf den jeweiligen DC-Widerstand ermittelt und in Tab 4.5 zusammengefasst. Die Phasenmi-
schung gibt an, ob die Ober- und Unterschicht einer Nut von derselben Phase (z. B. U und U)
oder verschieden Phasen in Ober- und Unterschicht belegt ist (z. B. U und V oder U und W,
etc.). Diese Werte beziehen sich auf die Leiterlänge im Blechpaket lFe, wo das Nutquerfeld
wirkt und zeigen erwartungsgemäß eine deutlich höhere (zweiseitige) Stromverdrängung in
der Oberschicht, da dort das grundfrequent pulsierende Nutquerfeld höher ist. Nach (4.12)
ist der Stromverdrängungsfaktor kAC,0 = 1,0072 für die oben genannte Frequenz und elektri-
sche Leitfähigkeit, wobei nur die dominante Stromverdrängung im Nutbereich berücksichtigt
wird, während der Wirbelstromeffekt im Wickelkopf auf Grund des kleineren Streufelds ver-
nachlässigt wird. Die Wicklungslängen der Ober- und Unterschichtsspule lc,Os/Us werden im
Anhang A.6.1 bestimmt.
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0,97 1,031,00
Ĵ/(A/mm2)

Abb. 4.6.: Lineare, zeitharmonische, 2D-FE-Simulation (FEMM) der Wirbelströme je Leiter
(„Statorstromverdrängung“) aufgrund des magnetischen Nutquerfelds. Ober- und
Unterschichtsspule gehören zur selben Phase, z. B. U. Konturdiagramm für Am-
plitude der Wechselstromdichte Ĵ bei einer eingeprägten mittleren Wechselstrom-
dichte Ĵ0 = 1A/mm2 und fs,N = 20Hz; Geringfügige zweiseitige Stromverdrän-
gung an der Nutöffnung rechts. Unten rechts: Vergrößerung der Nutregion unter
der Nutöffnung.

kAC =

{︃
lFe ·Nc,Os ·

(︂
kAC,Os,gl + kAC,Os,mi

)︂
+2 · lFe ·Nc,Us · kAC,Us

+ lc,Os + lc,Us −2 · lFe ·
(︁
Nc,Os +Nc,Us

)︁}︃
/

{︃
lc,Os + lc,Us

}︃ (4.12)

Eine Anpassung des Stromverdrängungsfaktors entsprechend der tatsächlichen elektrischen
Leitfähigkeit σCu bzw. Wicklungstemperatur ϑCu und der tatsächlichen Frequenz f , also
Werte, die von σCu,0 bzw. ϑCu,0 und f0 abweichen, erfolgt näherungsweise mit der Lösung
des Wirbelstromproblems für eine parallelflankige Nut mit rechteckigen Leitern, welches
in Abb. 4.7 schematisch dargestellt ist. Nach Field und Emde [90, 91] berechnet sich die
durch Stromverdrängung zweiter Ordnung bedingte Widerstandserhöhung knr nach (4.13)
bis (4.17).

Tab. 4.5.: Simulierte Stromverdrängungsfaktoren im Nutbereich (FEMM).

Oberschicht Unterschicht

gleichphasig belegte Nut kAC,Os,gl,0 = 1,0205
kAC,Us,0 = 1,0052

gemischtphasig belegte Nut kAC,Os,mi,0 = 1,0162
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Abb. 4.7.: Parallelflankige
Nut mit Rechteckleitern.

knr =
1
nr

·
nr

∑
p=1

(︁
ϕ(ξ )+ p · (p−1) ·ψ(ξ )

)︁
(4.13)

knr = ϕ(ξ )+
nr

2 −1
3

·ψ(ξ ) (4.14)

ξ =
ht

dE
= ht ·

√︄
π · f ·µ ·σ · nγ ·bt

bQ
(4.15)

ψ(ξ ) = 2ξ · sinh(ξ )− sin(ξ )
cosh(ξ )+ cos(ξ )

(4.16)

ϕ(ξ ) = ξ · sinh(2ξ )+ sin(2ξ )
cosh(2ξ )− cos(2ξ )

(4.17)

Selbst bei kalter Maschine (ϑCu,0 = 20°C)) und damit höchster auftretender Leitfähigkeit
σCu,0(ϑCu,0 = 20°C) = 58,5MS/m und höchster auftretender Statorfrequenz fs,max = 40Hz
ist die Wirbelstrom-Eindringtiefe ca. sechsmal so groß wie die Leiterhöhe bzw. der Leiter-
durchmesser, sodass im vorliegenden Fall wegen ξ ≪ 1 die Funktionen ψ(ξ ) (Faktor für
die zweiseitige Stromverdrängung) und ϕ(ξ ) (Faktor für die einseitige Stromverdrängung)
durch ihre Taylor-Entwicklung der vierten Ordnung im Entwicklungspunkt ξ = 0 approxi-
miert werden können, welche in (4.18) bis (4.20) angegeben sind [63].

ψ(ξ )≈ 1
3
·ξ 4 (4.18)

ϕ(ξ )≈ 1+
4

45
·ξ 4 (4.19)

knr ≈ 1+

(︄
4
45

+
nr

2 −1
9

)︄
·ξ 4 (4.20)

Für den betrachteten Spezialfall ξ ≪ 1 gilt, wie in (4.21) dargestellt, dass die Erhöhung
des Stromverdrängungsfaktors proportional zum Quadrat der Frequenz und zum Quadrat der
elektrischen Leitfähigkeit ist. Mit dieser Proportionalität werden die simulativ für σCu,0 und
f0 bestimmten Stromverdrängungsfaktoren für die Spulen in den gleich und gemischt beleg-
ten Nuten auf andere elektrische Leitfähigkeiten σCu bzw. Temperaturen ϑCu und Frequenzen
f umgerechnet. Diese Umrechnung gilt auch für gemischt belegte Nuten, da die abweichende
Phasenlage lediglich einen Faktor zur zweiseitigen Stromverdrängung beiträgt [63].

(︂
kAC,Os/Us,gl/mi −1

)︂
∼ ξ 4 ∼ f 2 ·σCu

2 (4.21)

Zusammenfassend wird in (4.22) bis (4.25) der Berechnungsgang der simulierten Stromver-
drängungskoeffizienten bei Berücksichtigung der geänderten Leitfähigkeit und geänderten
Frequenz zusammengefasst.
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σCu =
σCu,0

1+α ·
(︁
ϑCu −ϑCu,0

)︁ (4.22)

kAC,Os,gl = 1+
(︂

kAC,Os,gl,0 −1
)︂
·
(︄

f ·σCu

f0 ·σCu,0

)︄2

(4.23)

kAC,Os,mi = 1+
(︁
kAC,Os,mi,0 −1

)︁
·
(︄

f ·σCu

f0 ·σCu,0

)︄2

(4.24)

kAC,Us = 1+
(︁
kAC,Us,0 −1

)︁
·
(︄

f ·σCu

f0 ·σCu,0

)︄2

(4.25)

4.2.1.1. Statorstromwärmeverluste getrennt für Ober- und Unterschicht

Im Rahmen der thermischen Simulation des Beharrungszustandes bei S1-Betrieb im Be-
messungspunkt in Abschnitt 4.3 sind die Stromwärmeverluste getrennt für Ober- und Un-
terschicht in Abhängigkeit der jeweiligen mittleren Temperatur ϑCu,Os und ϑCu,Us zu berech-
nen. Ausgangspunkt ist die analytische Berechnung des Gleichstromstrangwiderstands der
gesamten Statorwicklung Rs,DC,0 bzw. des anteiligen Widerstands in Ober- und Unterschicht
Rs,DC,0,Os/Us bei ϑCu,0 = 20°C in (4.26)–(4.27).

Rs,DC,0 =
1

σCu,0
· lavg ·Ns

π
4 ·dCu

2 ·a
= 435,5mΩ (4.26)

Rs,DC,0,Os/Us = Rs,DC,0 ·
lc,Os/Us

lc,Os + lc,Us
(4.27)

Die Berücksichtigung der stromverdrängungsbedingten Zusatzverluste erfolgt durch die in
(4.28) und (4.29) berechneten Faktoren kAC,Os/US. Dazu werden die Stromverdrängungs-
koeffizienten kAC,Os,gl, kAC,Os,mi und kAC,Us nach (4.23)–(4.25) mit Berücksichtigung der
jeweiligen mittleren Leitertemperatur bzw. dem jeweiligen resultierenden elektrischen Leit-
wert σCu berechnet.

kAC,Os =

{︃
lFe ·Nc,Os ·

(︂
kAC,Os,gl + kAC,Os,mi

)︂

+ lc,Os −2 · lFe ·Nc,Os

}︃
/lc,Os

(4.28)

kAC,Us =

{︃
2 · lFe ·Nc,Us · kAC,Us

+ lc,Us −2 · lFe ·Nc,Us

}︃
/lc,Us

(4.29)

Die Berechnung der Statorstromwärmeverluste in Ober- und Unterschicht PCu,Os/Us der
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m= 3 Wicklungsstränge erfolgt nach (4.31) mit Verwendung der äquivalenten Wechselstrom-
widerstände Rs,AC,Os/Us in (4.30).

Rs,AC,Os/Us = kAC,Os/Us ·Rs,DC,0,Os/Us ·
(︂

αCu ·
(︁
ϑCu,Os/Us −ϑCu,0

)︁
+1
)︂

(4.30)

PCu,Os/Us = m ·Rs,AC,Os/Us · Is
2 (4.31)

4.2.1.2. Semi-experimentelle Bestimmung der Statorstromwärmeverluste

Die Berechnung der Statorstromwärmeverluste PCu im Rahmen der experimentellen Ein-
zelverlustbestimmung basiert auf dem bei Raumtemperatur ϑCu,0 gemessenen Gleichstrom-
Statorstrangwiderstand Rs,DC,0. Mit Hilfe der in der Wicklung verbauten Temperatursensoren
wird die momentane Wicklungstemperatur ϑCu geschätzt, wobei aufgrund der kurzen Belas-
tungsdauer von einer homogenen Erwärmung von Ober- und Unterschichtspulen ausgegan-
gen wird. Die Berechnung des äquivalenten Wechselstrom-Statorstrangwiderstands berück-
sichtigt sowohl die Temperaturabhängigkeit des elektrischen Leitwerts im Rahmen der Be-
rechnung des Gleichstrom-Widerstands als auch bei der Ermittlung des Stromverdrängungs-
faktors kAC nach (4.12). Unter Berücksichtigung von Stromverdrängung und Wicklungstem-
peratur folgt die Berechnung des äquivalenten Wechselstrom-Statorwiderstands Rs,AC nach
(4.32) und der Stromwärmeverluste PCu,s nach (4.33).

Rs,AC = kAC ·Rs,DC,0 ·
(︂

αCu ·
(︁
ϑCu −ϑCu,0

)︁
+1
)︂

(4.32)

PCu,s = m ·Rs,AC · Is
2 (4.33)

4.2.2. Wickelkopfstreuinduktivität

Da die eingesetzten FE-Simulationen zweidimensional sind, wird die Wirkung der Wickel-
kopfstreuinduktivität im Nachgang zur Simulation berücksichtigt. Dazu wird die Wickelkopf-
streuinduktivität analytisch berechnet. Grundlage ist das Modell aus Abschnitt 3.3.8.2, nach
dem das Stirnstreufeld in jeder Ebene senkrecht aus dem Blechpaket austritt und im Stirn-
raum eben verläuft. Die Berechnung der dimensionslosen Streuleitwerte erfolgt wie in Ab-
schnitt 3.3.8.2 mit Hilfe einfacher feldnumerischer Berechnungen. Da die Prototypmaschine
trapezförmige Nuten und eine vergleichsweise schmale Nutöffnung aufweist, wird die Geo-
metrie der Prototypmaschine durch abschnittsweise konstante Zahnbreiten und Nutbreiten
modelliert. Das eingesetzte Modell ist schematisch in Abb. 4.8 dargestellt und weist drei Ab-
schnitte i = 1,2,3 für die Unterschichtspule, die Oberschichtspule und den Zahnkopf auf.
Die verwendeten Abmessungen für die drei Abschnitte sind in Tab. 4.6 gemeinsam mit den
feldnumerisch berechneten dimensionslosen magnetischen Streuleitwerten λb,i angegeben.

Mit Hilfe der Höhen hi der einzelnen drei Abschnitte sowie der dimensionslosen magneti-
schen Streuleitwerte λb,i werden die Streuselbstinduktivität einer Oberschichtspule Lσb,OsOs
in (4.34)–(4.36), die Streuselbstinduktivität einer Unterschichtspule Lσb,UsUs in (4.37)–(4.39)
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Abb. 4.8.: Schematisches Modell zur Stirnstreufeldberechnung der Prototypmaschine. Ein-
getragen sind die Spulenseiten mit Wickelsinn einer Oberschichtspule (links) und
einer Unterschichtspule (rechts). Abmessungen in Tab. 4.6

Tab. 4.6.: Parameter und simulativ bestimmte magnetische Leitwerte zur Berechnung der
Stirnstreuinduktivität der Prototypmaschine

Abschnitt Zahnbreite Nutbreite Höhe Leitwert
i bi/mm di/mm hi/mm λb,i

1 20,2 13,1 65,1 0,653
2 20,2 20,0 38,0 0,564
3 36,4 6,5 2,1 0,984

und die Gegeninduktivität zwischen diesen beiden Lσb,OsUs in (4.40)–(4.42) jeweils für das
Streufeld im Stirnbereich berechnet.

Ψσb,Os(Ic,Os) = 2 ·
h1+h2+h3∫︂

y=h1

N(y) ·Φ ′
σb(y)dy (4.34)

Ψσb,Os(Ic,Os) = 2 ·
h2∫︂

y=0

(︃
Nc,Os

h2
· y
)︃
·
(︃

2µ0 ·λb,2 ·
Nc,Os · Ic,Os

h2
· y
)︃

dy

+2 ·
h3∫︂

y=0

Nc,Os ·
(︁
2µ0 ·λb,3 ·Nc,Os · Ic,Os

)︁
dy

(4.35)

Lσb,OsOs =
Ψσb,Os(Ic,Os)

Ic,Os
= 4 ·µ0 ·Nc,Os

2 ·
(︃

h2

3
·λb,2 +h3 ·λb,3

)︃
(4.36)
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Ψσb,Us(Ic,Us) = 2 ·
h1+h2+h3∫︂

y=0

N(y) ·Φ ′
σb(y)dy (4.37)

Ψσb,Us(Ic,Us) = 2 ·
h1∫︂

y=0

(︃
Nc,Us

h1
· y
)︃
·
(︃

2µ0 ·λb,1 ·
Nc,Us · Ic,Us

h1
· y
)︃

dy

+2 ·
h2∫︂

y=0

Nc,Us ·
(︁
2µ0 ·λb,2 ·Nc,Us · Ic,Us

)︁
dy

+2 ·
h3∫︂

y=0

Nc,Us ·
(︁
2µ0 ·λb,3 ·Nc,Us · Ic,Us

)︁
dy

(4.38)

Lσb,UsUs =
Ψσb,Us(Ic,Us)

Ic,Us
= 4 ·µ0 ·Nc,Us

2 ·
(︃

h1

3
·λb,1 +h2 ·λb,2 +h3 ·λb,3

)︃
(4.39)

Ψσb,Os(Ic,Us) = 2 ·
h1+h2+h3∫︂

y=0

N(y) ·Φ ′
σb(y)dy (4.40)

Ψσb,Os(Ic,Us) = 2 ·
h2∫︂

y=0

(︃
Nc,Os

h2
· y
)︃
·
(︁
µ0 ·λb,2 ·Nc,Us · Ic,Us

)︁
dy

+2 ·
h3∫︂

y=0

Nc,Os ·
(︁
µ0 ·λb,3 ·Nc,Us · Ic,Us

)︁
dy

(4.41)

Lσb,OsUs =
Ψσb,Os(Ic,Us)

Ic,Us
= 2 ·µ0 ·Nc,Us ·Nc,Os ·

(︃
h2

2
·λb,2 +h3 ·λb,3

)︃
(4.42)

Entsprechend dem Wickelschema, welches in Abb. 4.3(b) eingetragen ist, wird die Stirn-
streuinduktivität für ein halbes Urschema Lσb,ur berechnet. Dabei wird, wie in Abschnitt
3.3.8.2 in (3.75), ein symmetrisches Drehstromsystem unterstellt. Schließlich wird in (4.46)
auf die Stirnstreuinduktivität je Strang Lσb umgerechnet und deren Zahlenwert angegeben.

Ψσb,ur,U =
(︁
Lσb,OsOs +Lσb,UsUs +2 ·Lσb,OsUs

)︁
· ic,U

−Lσb,OsUs · ic,V −Lσb,OsUs · ic,W
(4.43)

Ψσb,ur,U =
(︁
Lσb,OsOs +Lσb,UsUs +3 ·Lσb,OsUs

)︁
· Îc · cos(ω · t) (4.44)

Lσb,ur = Lσb,OsOs +Lσb,UsUs +3 ·Lσb,OsUs (4.45)

Lσb =
1
a
· 2 ·Ns

qZ ·
(︁
Nc,Os +Nc,Us

)︁ ·Lσb,ur = 6,94mH (4.46)
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4.2.3. Weitere Wicklungsinduktivitäten

Im Folgenden werden die übrigen Wicklungsinduktivitäten analytisch ohne Berücksichtigung
magnetischer Sättigungseffekte berechnet, da die Luftwege der Streufeldlinien gegenüber
den Wegen im Eisen dominieren. Diese Werte werden nicht im Rahmen der feldnumerischen
Simulation verwendet, sondern nur für Vergleichszwecke berechnet.

4.2.3.1. Hauptinduktivität

Mit Verwendung der Parameter der Prototypmaschine in (4.47)–(4.48) wird die Hauptinduk-
tivität der Arbeitswelle nach (4.49) berechnet.

m = 3 Ns = 810 kw,p = 0,927 (4.47)

lFe = 90mm τp = 51,7mm δe = 10,5mm (4.48)

Lh = µ0 ·
(︁
Ns · kw,p

)︁2 · 2m
π2 p

· lFe ·
τp

δe
= 9,54mH (4.49)

4.2.3.2. Induktivität der Ober- und Unterfelder

Die Berechnung der Ober- und Unterwellenstreuziffer σo bzw. der Ober- und Unterwellen-
streuinduktivität Lσ ,o erfolgt nach (4.50)–(4.51) unter Verwendung der mit Hilfe des Štěpina-
Verfahrens errechneten Wicklungsfaktoren, wie es in Abschnitt 2.3.2 dargestellt ist. Dadurch
wird auch die unterschiedliche Windungszahl in Ober- und Unterschicht berücksichtigt.

σo = ∑
ν ′ ̸=p

(︃
p
ν ′ · kw,ν ′

)︃2
= 0,8195 (4.50)

Lσ ,o = σo ·Lh = 7,82mH (4.51)

4.2.3.3. Nutstreuinduktivität

Die Berechnung der Nutstreuinduktivität erfolgt ähnlich der Berechnung der Stirnstreuung in
Abschnitt 4.2.2 und ist in (4.52)–(4.56) angegeben.

Ls,σ ,Q,OsOs = 2 ·µ0 ·Nc,Os
2 · lFe ·

(︃
1
3
· h2

d2
+

h3

d3

)︃
(4.52)

Ls,σ ,Q,UsUs = 2 ·µ0 ·Nc,Us
2 · lFe ·

(︃
1
3
· h1

d1
+

h2

d2
+

h3

d3

)︃
(4.53)

Ls,σ ,Q,OsUs = µ0 ·Nc,Os ·Nc,Us · lFe ·
(︃

1
2
· h2

d2
+

h3

d3

)︃
(4.54)

Ls,σ ,Q,ur = Ls,σ ,Q,OsOs +Ls,σ ,Q,UsUs +3 ·Ls,σ ,Q,OsUs (4.55)

159



4.2. Elektromagnetisches Modell und Ersatzschaltbildparameter

Ls,σ ,Q =
1
a
· 2 ·Ns

qZ ·
(︁
Nc,Os +Nc,Us

)︁ = 31,89mH (4.56)

4.2.3.4. Zahnkopfstreuung

Die Zahnkopfstreuung auf Grund des großen magnetisch wirksamen Luftspalts wird in
(4.57)–(4.58) gemäß [113, S. 259] berechnet.

Lσ ,zk,ur = lFe ·
5 · δe

d3

5+4 · δe
d3

·
(︂

2 ·Nc,Os
2 +2 ·Nc,Us

2 +3 ·Nc,Os ·Nc,Us

)︂
(4.57)

Lσ ,zk =
1
a
· 2 ·Ns

qZ
(︁
Nc,Os +Nc,Us

)︁ ·Lσ ,zk,ur = 11,44mH (4.58)

4.2.3.5. Gesamtinduktivität

Die Streuinduktivität Lσ je Wicklungsstrang ist die Summe der Wickelkopfstreuung, Ober-
und Unterwellenstreuung, Nutstreuung und Zahnkopfstreuung und ist in (4.59) angegeben.
Die Statorinduktivität Ls je Strang in (4.60) wird wegen der tiefen Nuten, die wegen des
hohen Strombelags nötig sind, von der Nutstreuinduktivität dominiert. Für die quantitative
Beurteilung dieser Werte muss berücksichtigt werden, dass die analytische Rechnung keiner-
lei magnetische Sättigungseffekte berücksichtigt.

Lσ = Lσ ,b +Lσ ,o +Ls,σ ,Q +Lσ ,zk = 58,09mH (4.59)

Ls = Lh +Lσ = 67,63mH (4.60)

4.2.4. Elektrische Ersatzleitfähigkeiten der Rotorkomponenten

Wie bei der zweidimensionalen transienten feldnumerischen Nachrechnung des Windgene-
rators in Abschnitt 3.4.3.3 dargestellt, werden auch hier feste elektrische Leitfähigkeiten der
Rotorkomponenten vorgegeben, die die Endeffekte aufgrund der endlichen axialen Länge
bzw. Segmentierung berücksichtigen. Die Anpassung der elektrischen Leitfähigkeiten erfolgt
nach Abschnitt 2.4.1.1 für die Magnete bzw. nach Abschnitt 2.4.1.2 für das Rotorjoch. Die
Ergebnisse sind in Tab. 4.7 zusammengefasst.

Insbesondere bei den Permanentmagneten ergibt sich aufgrund der dreifachen axialen Seg-
mentierung in Bezug auf die kritische Luftspaltfeldwelle eine signifikante Verringerung der
elektrischen Leitfähigkeit in Höhe von kM = 0,298. Beim massiven Rotorjoch beträgt der
Anpassungsfaktor kry = 0,739.
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Tab. 4.7.: Anpassungsfaktoren der elektrischen Leitfähigkeit von Permanentmagneten und
Rotorjoch der Prototypmaschine zur Berücksichtigung von Endeffekten in der tran-
sienten 2D-FE-Simulation.

Endeffekt Rotormagnete

kritische Feldwelle (ν ′
krit/p ;ks/p) (1,4 ;1)

halbe Wellenlänge λkrit/2 36,9mm
Magnetbreite bM 43,0mm
Fallunterscheidung bM > λkrit/2
Faktor el. Leitfähigkeit kM 0,298
Magnettemperatur ϑM 20°C 100°C
el. Leitfähigkeit σM 770kS/m 760kS/m
el. Ersatzleitfähigkeit σ ′

M 229kS/m 226kS/m

Endeffekt Rotorjoch

kritische Feldwelle (ν ′
krit/p ;ks/p) (1,4 ;1)

Faktor el. Leitfähigkeit kry 0,739
Rotorjochtemperatur ϑry 20°C 100°C
el. Leitfähigkeit σry 6,67MS/m 4,58MS/m
el. Ersatzleitfähigkeit σ ′

ry 4,93MS/m 3,38MS/m

4.3. Thermisches Modell

Die Berechnung der stationären Temperaturverteilung der Prototypmaschine erfolgt durch
die gekoppelte Lösung von drei Teilmodellen A, B und C mit Hilfe eines gradientenbasierten
Optimierers in MATLAB und wird als Erwärmung ∆ϑ gegenüber der Temperatur der Umge-
bungsluft ϑamb angegeben. Der Programmablauf ist in Abb. 4.9 dargestellt. Die drei Teilm-
odelle umfassen die temperaturabhängige Berechnung der Statorstromwärmeverluste (Mo-
dell A), die numerische Berechnung der Erwärmungsverteilung im Statorquerschnitt (Modell
B in Abb. 4.10) und das Wärmequellennetzwerk der Maschine im Längsschnitt inklusive
Rotor (Modell C in Abb. 4.11). Das resultierende nichtlineare Gleichungssystem hat insge-
samt fünf mit einem hochgestellten Sternchen markierte Unbekannte. Hierzu gehören die
mittlere Erwärmung der Leiter der Oberschicht ∆ϑ∗

Cu,Os, die mittlere Erwärmung der Leiter
der Unterschicht ∆ϑ∗

Cu,Us sowie die konvektiv an die Luft im Maschineninneren abgegebene
Leistung vom Wickelkopf der Oberschicht ∆P∗

Cu,Os, bzw. vom Wickelkopf der Unterschicht
∆P∗

Cu,Us und die konvektiv in den Luftspalt abgegebene Leistung des Statorblechpakets an
den Zahnköpfen ∆P∗

Fe,zk. Im Folgenden werden die Modelle A, B und C erläutert.

Darüber hinaus wird in Abschnitt 4.3.4 der Einfluss der Wärmeleitung entlang des Drah-
tes aufgrund der Lageänderung von Windung zu Windung untersucht, um den Einsatz des
Querschnittmodells B zu rechtfertigen. Obwohl die Prototypmaschine aufgrund ihrer kurzen
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s s,I f
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Abb. 4.9.: Programmablauf und Modelle zur Ermittlung der stationären Erwärmungsvertei-
lung. Teilmodelle A und C sowie die Gesamtimplementierung in MATLAB. Ther-
mische 2D-FE-Simulation (Modell B) mit FEMM.

Bauform für dieses Phänomen prädestiniert scheint, ist der Wärmestrom längs des Leiters
aufgrund der Lageänderung vernachlässigbar. Grund hierfür ist einerseits die lagengenaue
Wicklung mit einer minimalen Positionsänderung von Windung zu Windung und anderer-
seits der hohe Füllfaktor der Wicklung und des Gießharzes, welcher zu einem relativ gerin-
gen thermischen Querwiderstand von Windung zu Windung führt. In Abschnitt 4.3.5 wird
die axiale Inhomogenität der Temperaturverteilung diskutiert. Dort wird gezeigt, dass für die
hier betrachtete Maschine mit Zahnspulenwicklung und kurzen Wickelköpfen die zusätzliche
Erwärmung im Bereich des schlechter gekühlten Wickelkopfes vernachlässigbar klein ist.

4.3.1. Teilmodell A: Stromwärmeverluste

Mit Hilfe des Teilmodells A werden abhängig von der fest vorgegebenen Statorfrequenz fs
und dem fest vorgegebenen Statorstromeffektivwert Is sowie der unbekannten mittleren Er-
wärmung der Ober- und Unterschichtspulen ∆ϑ∗

Cu,Os und ∆ϑ∗
Cu,Us die Statorstromwärme-
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verluste in den Ober- und Unterschichtspulen PCu,Os und PCu,Us berechnet. Die Berechnung
berücksichtigt die Temperaturabhängigkeit der Gleichstromverluste und die Temperatur- und
Frequenzabhängigkeit der Wirbelstromzusatzverluste zweiter Ordnung in den Nutenleitern.
Dazu wird, wie in Abschnitt 4.2.1 dargestellt, ein semi-analytisches Modell eingesetzt, das
basierend auf einer numerischen Simulation der Wirbelstromverteilung bei Bemessungsfre-
quenz abhängig von der tatsächlichen Leitertemperatur und Stromfrequenz die Statorstrom-
wärmeverluste analytisch berechnet.

4.3.2. Teilmodell B: Statorquerschnittsmodell

Im thermischen 2D-FE-Modell B, welches in Abb. 4.10 dargestellt ist, wird basierend auf
den Statorverlusten die Erwärmungsverteilung im Statorquerschnitt berechnet. Durch Nut-
zung der Symmetrieachsen wird das Modell auf eine Nut mit einem halben Kühlkanal re-
duziert. Von innen nach außen umfasst das Modell den Statorträger 1 aus Aluminium und
den darin axial gebohrten Kühlkanal 2 . An der Wandung des Kühlkanals wird der konvek-
tive Wärmeübergang vom Statorträger in das Kühlwasser durch eine Kombination aus fester
mittlerer Kühlmittelerwärmung und festem Wärmeübergangskoeffizienten modelliert. Jeder
einzelne Runddrahtleiter ist mit seinem blanken Leiterquerschnitt durch eine entsprechende
Kupferregion 7 an der bekannten Leiterposition modelliert (s. Anhang A.6.1). Durch die
vorgefertigten, im Nasswickelverfahren vergossenen Formspulen entstehen beim Aufstecken
der Spulen Luftspalte zwischen Spulenaußenseite und benachbartem Zahn sowie zwischen
den Wicklungslagen. Diese Spalte werden entsprechend der Formspulengeometrie und den
Isolierstoffdicken durch eine durchgängige, z-förmige Luft-Region 6 modelliert. Die Nuti-
solation besteht aus Isolationspapier, welches zusätzlich mit einem Tränkharz überzogen ist,
und wird unter Berücksichtigung der eingeschlossenen Luft durch ein homogenes Ersatzma-
terial 4 modelliert. Der restliche Nutraum 5 besteht aus der im Nasswickelverfahren ein-
gesetzten Vergussmasse, eingeschlossener Luft und dem Isolationslack des Lackdrahts und
wird durch eine homogene Ersatzwärmeleitfähigkeit modelliert.

Die Materialparameter und Wärmequellen der einzelnen Regionen sind in Tab. 4.8 aufgelis-
tet. Die Regionen lassen sich anhand der Nummerierung dem Modell B in Abb. 4.10 zuord-
nen. Zur Berechnung der Wärmequelldichten wird das Volumen Vi verwendet, welches sich
aus der Querschnittsfläche, bezogen auf den ganzen Maschinenquerschnitt, und der axialen
Blechpaketlänge lFe ergibt. Die Verluste werden als homogen über der jeweiligen Region
verteilte Wärmequelldichte modelliert und umfassen die folgenden Gruppen:

• Die Statorstromwärmeverluste PCu,Os und PCu,Us aus Modell A für Ober- und Unter-
schicht, wobei diese entsprechend der konvektiven Wärmeabgabe vom Wickelkopf an
die Luft im Maschineninnern um ∆P∗

Cu,Os bzw. ∆P∗
Cu,Os verringert werden.

• Die fest vorgegebenen Statorummagnetisierungsverluste PFe,s, wobei eine Reduktion
der Wärmequelldichte im Bereich der Zahnköpfe (Region 8 in Abb. 4.10) entspre-
chend der konvektiven Wärmeabgabe des Stators in den Luftspalt ∆P∗

Fe,zk erfolgt.
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Statorträger ①

Kühlwasserkanal ②

Blechpaket ③

Zahnkopf ⑧

Luft ⑥

Kupfer ⑦ 
homogenisierte 

Nutisolation ④

homogenisierter 

Spulenverguss ⑤

Abb. 4.10.: Modell B für die thermische 2D-FE-Simulation zur Berechnung der Erwärmung
im Statorquerschnitt (FEMM).

Tab. 4.8.: Regionen im thermischen 2D-FE-Modell des Statorquerschnitts (s. Abb. 4.10).

1 Statorträger λ = 150W/(m ·K)

Material: Aluminium AW 7075 T6 [114]

2 Kühlwasserkanal α = 2491W/(m2 ·K)

mittlere Erwärmung: ∆ϑH2O = 2,5K

3 Blechpaket λ∥ = 27W/(m ·K)

Material: M350-50A (s. Tab. A.3)
Wärmequelldichte: PFe,s/(V3 +V8)

4 homogenisierte Nutisolation λ = 0,055W/(m ·K)

Schichtdicke: Nutseite 0,8mm; Nutgrund 1,5mm
Aufbau und Berechnung der thermischen Ersatzleitfähigkeit: Anhang A.6.3.1

5 homogenisierter Spulenverguss λ = 0,401W/(m ·K)

Aufbau und Berechnung der thermischen Ersatzleitfähigkeit: Anhang A.6.3.2

6 Luft λ = 0,033W/(m ·K)

7 Kupfer (blank) λ = 390W/(m ·K)

Geometrie: Abschnitt A.6
Wärmequelldichte: (PCu,Os −∆P∗

Cu,Os)/V7,Os bzw. (PCu,Us −∆P∗
Cu,Us)/V7,Us

8 Zahnkopf λ∥ = 27W/(m ·K)

Material: M350-50A (s. Tab. A.3)
Wärmequelldichte: PFe,s/(V3 +V8)−∆P∗

Fe,zk/V8

Gelöst wird das Berechnungsmodell B mit der Software FEMM [60]. Der Einsatz eines FE-
Modells ist nötig, da die Maschine vergleichsweise tiefe Nuten mit einer Statorwicklung
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in zwei übereinander angeordneten Lagen aufweist. Dies führt zu einer stark inhomogenen
Temperaturverteilung längs der Nut, welche sich durch ein Wärmequellennetzwerk nur unzu-
reichend abbilden lässt. Außerdem ist durch die lagengenaue Wicklung der Statorformspulen
die Position der einzelnen Leiter hinreichend genau bekannt, sodass ein aussagekräftiges FE-
Modell synthetisiert werden kann.

4.3.3. Teilmodell C: Längsschnittmodell

Zur Berechnung der Rotorerwärmung wird das Wärmequellennetzwerk C aus Abb. 4.11 ver-
wendet, welches die Maschine im Längsschnitt modelliert. Die einfache Rotorgeometrie, die
geringen Temperaturunterschiede im Rotor und die Dominanz der im Rahmen dieser Arbeit
analytisch berechneten konvektiven Wärmeübergänge rechtfertigen den Einsatz eines einfa-
chen Wärmequellennetzwerks.

Rth,rα2

Pr

ΔϑFe,zk
ΔϑCu,Os

Δϑs,H

Rth,rα1

Rth,r1

R1
R2

Rth,rα3

Rth,r2
Rth,rα9

Rth,rα5

Rth,rα4

Rth,r4

Rth,rα7

Rth,rα6

Rth,rα8
Rth,sα6

Rth,sα5
L3

Rth,sα3

Rth,sα1

L1
Rth,sα0

Rth,s1

R3

R4S1

S2

S4 S3

L2

Rth,sα2

Rth,r3
Rth,sα4

ΔPFe,zk
ΔPCu,Os

Stator

Rotor

Rth,sα7 Rth,sα8

ΔϑCu,Us

S5

ΔPCu,Us

Abb. 4.11.: Wärmequellennetzwerk (Modell C) aus konzentrierten Ersatzelementen zur Be-
rechnung der Rotorerwärmung und Erwärmungsverteilung in axialer Richtung.
Stator und Rotor sind durch ihre Silhouetten angedeutet. Wärmewiderstände für
konvektive Wärmeübergänge kreuzen die Silhouetten.
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Eingangsgrößen des Wärmequellennetzwerks C sind zum einen die aus der elektromagneti-
schen Simulation bekannten Rotorwirbelstromverluste Pr, welche sich aus den Verlusten in
den Magneten Pr,M und dem Rotorjoch Pr,ry zusammensetzten. Weitere Eingangsparameter
von Modell C sind die mit Hilfe von Modell B berechneten mittleren Erwärmungen folgender
Bauteile: Leiter der Oberschichtspulen ∆ϑCu,Os, Leiter der Unterschichtspulen ∆ϑCu,Us, Sta-
torzahnköpfe ∆ϑFe,zk und Statorinnenträger ∆ϑs,H. Die Lösung des Wärmequellennetzwerks
C umfasst auch die konvektiven Wärmeströme zwischen Stator und Rotor. Dazu zählt die
Wärmeabgabe der Wickelköpfe an die Luft im Maschineninneren ∆PCu,Os bzw. ∆PCu,Us und
die Wärmeabgabe der Statorzahnköpfe an die Luft im Luftspalt ∆PFe,zk. Mit Hilfe der Netz-
werkanalyse führt Modell C auf ein lineares Gleichungssystem, das mit Hilfe des Gaußschen
Eliminationsverfahrens in MATLAB gelöst wird.

Die Wärmewiderstände des Längsschnittmodells C in Abb. 4.11 bilden die Wärmeübertra-
gung durch Wärmeleitung, Konvektion und Strahlung ab. Die Berechnung der Wärmewi-
derstände für die Wärmeleitung ist aufgrund der einfachen Geometrie unproblematisch und
wird hier nicht im Einzelnen dargestellt, da die Vorgehensweise bereits von der thermischen
Berechnung des Windgenerators in Abschnitt 3.3.7 bekannt ist.

Großen Einfluss auf die Rotortemperatur haben die mit dem Index α bezeichneten konvek-
tiven Wärmewiderstände am Luftspalt, im Bereich der Wickelköpfe und zur äußeren Umge-
bung hin. Im Folgenden werden diese konvektiven Wärmeübergänge bzw. die involvierten
Strömungen mit Hilfe der Ähnlichkeitstheorie unter Verwendung der einschlägigen Literatur
bestimmt [73, 75, 115, 116]. Die Darstellung beschränkt sich auf die Berechnung der Wär-
meübergangskoeffizienten. Auf eine Angabe der Größe der beteiligten Oberflächen wird ver-
zichtet, dafür werden in den Berechnungsergebnissen die resultierenden Wärmewiderstände
angegeben.

4.3.3.1. Wärmeübergangskoeffizient im Luftspalt

Zur Berechnung des konvektiven Wärmeübergangs im Luftspalt rotierender elektrischer Ma-
schinen werden in der Literatur vorwiegend Ersatzanordnungen mit glatten Zylindern ohne
Nuten oder sonstigen Abweichungen als Innenläufer betrachtet [75, 115–117]. Der Einfluss
von Konturabweichungen vom idealen Zylinder wird für geschaltete Reluktanzmaschinen in
[118] untersucht und wird auf die hervorstehenden quaderförmigen Magnete übertragen.

In [75] wird die Reynolds-Zahl Re für die Strömung im Luftspalt nach (4.61) berechnet. Diese
ist abhängig von Drehzahl n, Innendurchmesser dri = 662mm, charakteristischer Länge c =
δ = 2mm (Luftspaltweite) und kinematischer Zähigkeit ν des Fluids (Luft). Bei Normaldruck
und einer Lufttemperatur von ϑ = 60°C ist ν = 18,9 ·10−6 m2/s [75].

Re =
π ·n ·dri · c

ν
(4.61)

Für den Drehzahlbereich bis nmax = 120min−1 ergeben sich Reynolds-Zahlen Re ≤ 440 und
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damit laminare Strömungen, die insbesondere keine Taylor-Wirbel aufweisen, mit näherungs-
weise drehzahlunabhängiger Nußelt-Zahl Nu = 2 für n ≤ nmax. Mit einer Wärmeleitfähigkeit
von λ = 0,0284W/(m ·K) (Luft bei Normaldruck und ϑ = 60°C) ergibt sich nach (4.62)
jeweils ein Wärmeübergangskoeffizient α = 28,4W/(m2 ·K) auf der Stator- und Rotorober-
fläche. Der Beitrag der Wärmestrahlung für den Wärmeaustausch zwischen Rotor und Stator
im Luftspalt wird vernachlässigt.

α =
Nu ·λ

c
(4.62)

4.3.3.2. Wärmeübergangskoeffizient an den Wickelköpfen

Der konvektive Wärmeübergang von den Wickelköpfen in die Luft im Maschineninnern lässt
sich nicht ohne weiteres durch hochsymmetrische Ersatzkörper mit bekannten Strömungsver-
hältnissen modellieren. Eine präzise Vorausberechnung des Wärmeübergangs erfordert daher
eine aufwendige, numerische Strömungsberechnung mit nachfolgender Ermittlung der Wär-
meübergangskoeffizienten. Da es sich um einen untergeordneten Wärmepfad handelt, wird
stattdessen auf einfache empirische Abschätzungen zurückgegriffen.

In der Literatur [75, 119, 120] werden überwiegend Wickelköpfe mit signifikanter Luftüber-
strömung (v > 5m/s) behandelt. Im vorliegenden Fall werden selbst bei maximaler Dreh-
zahl nmax = 120min−1 Umlaufgeschwindigkeiten von lediglich vmax = 4,27m/s erreicht.
Die mittlere Strömungsgeschwindigkeit am Wickelkopf fällt entsprechend gering aus, sodass
hier nach [121, S. 58] der Wärmeübergangskoeffizient für Wickelköpfe bei freier Konvektion
mit α = 6W/(m2 ·K) angenommen wird.

Der konvektive Wärmeübergangskoeffizient α wird um den Zuschlag αrad für Wärmestrah-
lung nach (4.63)–(4.64) erhöht [75]. Darin ist σs = 5,67 ·10−8 W/(m2 ·K4) die Stefan-
Boltzmann-Konstante, ε1 = 0,8 der Emissionsgrad des lackierten Wickelkopfs und ε2 = 0,1
der Emissionsgrad der blanken Gehäuseteile. Bei Annahme einer mittleren Wickelkopftem-
peratur ϑ1 = 403K (130°C) und einer mittleren Gehäusetemperatur ϑ2 = 323K (50°C) er-
gibt sich αrad = 2,1W/(m2 ·K) und damit ein resultierender Wärmeübergangskoeffizient im
Wickelkopf von αres = α +αrad = 8,1W/(m2 ·K).

αrad =
2 · ε12 ·σs ·

(︂
ϑ 4

1 −ϑ 4
2

)︂

ϑ1 −ϑ2
(4.63)

ε12 =
1

1
ε1
+ 1

ε2
−1

(4.64)

4.3.3.3. Wärmeübergangskoeffizient am Außengehäuse (Mantelfläche)

Der konvektive Wärmeübergang von der äußeren Mantelfläche der Rotorglocke zur Umge-
bungsluft wird nach der Grundanordnung eines rotierenden Zylinders mit horizontal gerichte-
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ter Achse berechnet [122]. Die Rechnung wird hier für die beiden Drehzahlen n1 = 60min−1

und n2 = 120min−1 als maximale Betriebsdrehzahl durchgeführt. Für einen Außendurch-
messer d = 700mm und eine kinematische Zähigkeit der Luft ν = 17,0 ·10−6 m2/s bei
Normaldruck und einer Lufttemperatur von ϑ = 40°C betragen nach (4.65) die Reynolds-
Zahlen Re1 = 90,6 ·103 und Re2 = 181,1 ·103. Aus den in [122] angegebenen Graphen lässt
sich durch Interpolation die Berechnungsfunktion (4.66) extrahieren. Diese führt auf die
Nußelt-Zahlen Nu1 = 188 und Nu2 = 329. Der Wärmeübergang wird nach (4.62) berech-
net, wobei die charakteristische Länge c = d ist. Damit folgt für eine Wärmeleitfähigkeit
λ = 0,0271W/(m ·K) der Luft bei Normaldruck und ϑ = 40°C ein Wärmeübergangskoeffi-
zient von α1 = 7,3W/(m2 ·K) bzw. α2 = 12,7W/(m2 ·K).

Re =
π ·n ·d2

ν
(4.65)

Nu = 0,0177 ·Re0,812 für: 42 ·103 < Re < 8 ·106 (4.66)

Der Einfluss der Wärmestrahlung wird wieder durch eine Vergrößerung des Wärmeüber-
gangskoeffizienten angenähert. Dazu wird die Oberflächentemperatur des Rotormantels mit
ϑ1 = 353K (80°C) abgeschätzt und die Umgebungstemperatur zu ϑ2 = 313K (40°C) ge-
setzt. Für die lackierte Oberfläche gilt ε1 = 0,9, sodass nach (4.67) der Zuschlag für Wärme-
strahlung αrad = 7,4W/(m2 ·K) beträgt und sich somit die resultierenden Wärmeübergangs-
koeffizienten α1,res = 14,7W/(m2 ·K) bzw. α2,res = 20,1W/(m2 ·K) ergeben.

αrad =
ε1 ·σs ·

(︂
ϑ 4

1 −ϑ 4
2

)︂

ϑ1 −ϑ2
(4.67)

4.3.3.4. Wärmeübergangskoeffizient an weiteren Metall-Luft-Übergängen

Die weiteren Metall-Luft-Wärmeübergänge sind im Folgenden aufgelistet und werden alle
nach der empirischen Gleichung (4.68) aus [123] für den Fall einer glatten, ebenen Wand mit
erzwungener Konvektion und Strömungsgeschwindigkeiten v < 5,0m/s abgeschätzt. Durch
die jeweils angegebenen Zuschläge wird auch die Wärmestrahlung überschlägig berücksich-
tigt. Wie im vorangegangenen Abschnitt werden, gekennzeichnet durch den Index, die Dreh-
zahlen n1 = 60/min und n2 = 120/min betrachtet.

α =

[︄
5,6+4,0 ·

(︃
v

m/s

)︃]︄
·W/(m2 ·K) (4.68)

1. Innenseite des Schilds auf der B-Seite (Rth,sα1 in Abb. 4.11) und Mantelfläche des
Innenträgers (Rth,sα2 und Rth,sα6 in Abb. 4.11):
v ≈ 0; α = 5,6W/(m2 ·K); αrad = 2,1W/(m2 ·K); αres = 7,7W/(m2 ·K)

2. Außenseite des Schilds auf der B-Seite (Rth,sα0 in Abb. 4.11):
v ≈ 0; α = 5,6W/(m2 ·K); ϑ1 = 323K; ε1 = 0,1; ϑ2 = 313K; ε2 = 0,9; αrad =
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0,7W/(m2 ·K); αres = 6,3W/(m2 ·K)

3. Innere Mantelfläche des Rotors vor und hinter der Aktivlänge über den Wickelköpfen
(Rth,rα1 und Rth,rα4 in Abb. 4.11):
di = 676,4mm; v = π · di · n; v1 = 2,1m/s; v2 = 4,3m/s; α1 = 14W/(m2 ·K); α2 =

22,8W/(m2 ·K); αrad ≈ 0

4. Innenseite der Stirnfläche des Rotors (Rth,rα6 in Abb. 4.11):
d = 546mm; v = π · d · n; v1 = 1,7m/s; v2 = 3,4m/s; α1 = 12,5W/(m2 ·K);
α2 = 19,3W/(m2 ·K); αrad = 2,1W/(m2 ·K); αres,1 = 14,6W/(m2 ·K); αres,2 =

21,4W/(m2 ·K)

5. Außenseite der Stirnfläche des Rotors, äußerer Bereich (Rth,rα7 in Abb. 4.11):
d = 565mm; v = π · d · n; v1 = 1,8m/s; v2 = 3,5m/s; α1 = 12,7W/(m2 ·K);
α2 = 19,8W/(m2 ·K); αrad = 6,4W/(m2 ·K); αres,1 = 19,1W/(m2 ·K); αres,2 =

26,2W/(m2 ·K)

6. Außenseite der Stirnfläche des Rotors, innerer Bereich (Rth,rα8 in Abb. 4.11):
d = 215mm; v = π · d · n; v1 = 0,7m/s; v2 = 1,3m/s; α1 = 8,3W/(m2 ·K);
α2 = 11,0W/(m2 ·K); αrad = 6,4W/(m2 ·K); αres,1 = 14,7W/(m2 ·K); αres,2 =

17,4W/(m2 ·K)

4.3.4. Wärmeleitung längs des Drahts aufgrund der Positionsänderung

Das numerische Querschnittsmodell vernachlässigt den Wärmestrom längs des Drahts, der
durch die Positionsänderung des Drahts von Windung zu Windung bei inhomogener Tempe-
raturverteilung auftritt. Bei der vorliegenden lagengenauen Wicklung entspricht diese Verla-
gerung dem Wert eines Drahtaußendurchmessers dCu,o je Windung. Der Wärmestrom längs
des Drahts aufgrund der Positionsänderung wird anhand des Modells in Abb. 4.12 abge-
schätzt. Jede der drei dargestellten Windungen weist von unten (rot) bis oben (gelb) in jedem
Punkt einen Temperaturunterschied ∆ϑ zur benachbarten Windung auf. Dann ergibt sich zum
einen der im numerischen Querschnittsmodell abgebildete Wärmestrom von einer Windung
durch die Nutfüllung in die benachbarte Windung und zum anderen der nicht modellierte
Wärmestrom längs des Drahts. Die auf eine Windung bezogenen korrespondierenden thermi-
schen Widerstände heißen Rth,q und Rth,ax. Im Folgenden werden diese thermischen Wider-
stände analytisch abgeschätzt, um die Vernachlässigung von Rth,ax quantitativ zu begründen.

Der Wärmewiderstand je Windung längs des Drahts beträgt Rth,ax nach (4.69). Der Querwi-
derstand zwischen zwei benachbarten Windungen wird hier mit Hilfe des Ersatzmodells aus
Abb. 4.13 berechnet. Die Oberflächen der Leiter werden als Isothermen (ϑ1 und ϑ2) model-
liert und der anteilige thermische Widerstand im Kupfer vernachlässigt. Dies ist zulässig, da
die Wärmeleitfähigkeit von Kupfer um ca. drei Zehnerpotenzen höher ist als im Isolations-
material. Als homogene thermische Ersatzleitfähigkeit des Isolationsmaterials λ wird die im
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A
A

Abb. 4.12.: Die Positionsänderung aufeinan-
derfolgender Windungen mit unterschiedli-
cher Temperatur (Farbe) bewirkt einen Wär-
mestrom längs des Drahts.

Rth,q

dCu

dCu,o

ϑ1 ϑ2λ

ϑ1 ϑ2

x

y
dCu

Abb. 4.13.: Modell zur Berech-
nung des thermischen Ersatz-
Querwiderstands zwischen benach-
barten Drahtquerschnitten.

Anhang A.6.3.2 hergeleitete thermische Leitfähigkeit λ5 gewählt, welche unter Berücksich-
tigung der Anteile von Isolationslack, Vergussmasse und Lufteinschlüssen bestimmt wurde.
Die analytische Lösung des Feldproblems ergibt die in (4.70) angegebene Bestimmungsglei-
chung für den thermischen Querwiderstand Rth,q zwischen zwei benachbarten Windungen.
Die Lösung des Feldproblems mit seinen kreisförmigen Linien konstanter Temperatur (Apol-
lonische Kreise) ist äquivalent zur Berechnung des elektrostatischen Felds einer zylindrischen
Doppelleitung und ihres elektrischen Kapazitätsbelags [34, 124, 125].

Rth,ax =
1

λCu
· lavg

π
4 ·dCu

2 (4.69)

Rth,q =
1

π ·λ · lavg
· ln

⎛
⎝dCu,o

dCu
+

√︄(︃
dCu,o

dCu

)︃2
−1

⎞
⎠ (4.70)

Für λCu = 390W/(m ·K); λ = 0,403W/(m ·K); dCu = 1,716mm; dCu,o = 1,8mm; lavg =

290,9mm ergeben sich:

Rth,ax = 322,5
K
W

Rth,q = 0,85
K
W

Rth,q

Rth,ax||Rth,q
≈ 100,3%. (4.71)

Wegen des geringen Unterschieds zwischen 100,3% und 100% wird in der weiteren Be-
rechnung die Wärmeleitung entlang des Leiters aufgrund der Lageänderung der Windungen
vernachlässigt. Damit wird der thermische Gesamtwiderstand zwischen zwei benachbarten
Windungen um weniger als 0,5 Prozentpunkte überschätzt.
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4.3.5. Axial inhomogene Temperaturverteilung – Hotspot im Wickelkopf

Die Maschine wird durch eine innen liegende Wassermantelkühlung entwärmt. Die Stator-
stromwärmeverluste, welche den größten Verlustanteil im Bemessungspunkt haben, werden
daher nur mittelbar über das Blechpaket fortgeleitet. Im Bereich der Wickelköpfe ist die Ent-
wärmung gegenüber dem Wicklungsbereich im Blechpaket massiv reduziert, da hier mangels
direktem Kontakt keine Wärmeleitung in das Blechpaket möglich ist.

In diesem Abschnitt wird mit Hilfe eines einfachen Stabmodells der Wicklung nach [126] die
zusätzliche Erwärmung des Wickelkopfs gegenüber der Wicklung innerhalb des Blechpakets
berechnet. Für alle Nuten der Maschine wird ein gemeinsamer Stab längs der Wicklungs-
richtung gebildet (s. Abb. 4.14). Die Wärmeströme in der Mitte des Blechpakets und in der

Wickelkopf Blechpaket

lb/2 lFe/2

x0

0 xb xFe 0

P(xFe = 0) = 0P(xb = 0) = 0

Abb. 4.14.: Stabmodell zur Berechnung der axialen Temperaturverteilung längs der Wick-
lungsrichtung mit drei Koordinatensystemen: x mit Ursprung am Übergang von
Blechpaket und Wickelkopf, xb mit Ursprung in der Mitte des Wickelkopfs und
xFe mit Ursprung in der Mitte des Blechpakets.

Mitte des Wickelkopfs müssen aus Symmetriegründen Null sein. Für den stationären Zustand
ergibt sich für die räumliche Verteilung der Übertemperatur gegenüber der Umgebung ∆ϑ(x)
aus dem Energieerhaltungssatz und dem Fourier’schen Wärmeleitungsgesetz die Differenti-
algleichung (4.72). Darin ist rth,ax der längenbezogene Wärmelängswiderstand, rth,q der län-
genbezogene Wärmequerwiderstand und P′

L die Linienverlustdichte im Stabmodell aufgrund
der Stromwärmeverluste. Diese Größen werden nach (4.73)–(4.75) berechnet. Darin wird der
längenbezogene Wärmequerwiderstand im Wickelkopf konservativ zu unendlich gesetzt, um
die zusätzliche Erwärmung im Wickelkopf nach oben abzuschätzen.

d2∆ϑ(x)
dx2 − rth,ax

rth,q
·∆ϑ(x) =−rth,ax ·P′

L (4.72)

rth,ax =
1

λCu ·Q ·
(︁
Nc,OS +Nc,US

)︁
·ACu

(4.73)
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rth,q =

⎧
⎨
⎩

rth,q,b = ∞ x ≤ 0 (Wickelkopf)

rth,q,Fe =
∆ϑCu
PCu

· lFe x > 0 (Blechpaket)
(4.74)

P′
L =

PCu

lb + lFe
(4.75)

Mit Berücksichtigung eines stetigen Verlaufs der Übertemperatur ∆ϑ und des Wärmestroms
P am Übergang vom Wickelkopf in die Nut (x = 0) ergibt sich die Lösung (4.76)–(4.80).
Dabei werden zweckmäßigerweise die Koordinatensysteme xb bzw. xFe verwendet (s. Abb.
4.14). Der größte axiale Temperaturunterschied berechnet sich nach (4.81) zu ∆ϑax,max.

∆ϑb (xb) =− rth,ax ·P′
L

2
· xb

2 + c0 (4.76)

∆ϑFe (xFe) = c2 · cosh(c1 · xFe)+ rth,q,Fe ·P′
L (4.77)

c1 =

√︃ rth,ax

rth,q,Fe
(4.78)

c2 =
rth,ax ·P′

L · lb
2 · c1 · sinh

(︂
c1 · lFe

2

)︂ (4.79)

c0 = c2 · cosh
(︃

c1 ·
lFe

2

)︃
+ rth,q,Fe ·P′

L +
1
8
· rth,ax ·P′

L · lb2 (4.80)

∆ϑax,max = ∆ϑb (xb = 0)−∆ϑFe (xFe = 0) (4.81)

Für die Prototypmaschine wird mit den in Tab. 4.9 angegebenen Parametern der Tempera-
turverlauf in Abb. 4.15 mit einem größten axialen Temperaturunterschied ∆ϑax,max = 1,0K
errechnet. Die zusätzliche Erwärmung im Wickelkopf ist damit als unkritisch zu bewerten
und gegenüber der inhomogenen Temperaturverteilung über der Nut vernachlässigbar klein.

Tab. 4.9.: Abschätzung der axialen Temperaturverteilung der Prototypmaschine.

Wickelkopflänge lb 56mm
Blechpaketlänge lFe 90mm
Statornuten Q 48
Spulenwindungszahl Nc,OS ; Nc,US 198; 207
Drahtdurchmesser (blank, gedehnt) dCu 1,716mm
Wärmeleitfähigkeit von Kupfer λCu 390W/(m ·K)

Stromwärmeverluste PCu 2500W
mittlere Wicklungserwärmung ∆ϑCu 125K

max. axialer Temperaturunterschied ∆ϑax,max 1,0K
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/
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Wickelkopf
Blechpaket

Abb. 4.15:
Berechnete axiale Erwär-
mungsverteilung längs der
Wicklung der Prototypmaschine
im x-Koordinatensystem (s. Abb.
4.14).

4.4. Ergebnisse der transienten numerischen Nachrechnung

4.4.1. Generatorischer Leerlauf

Mit Hilfe des transienten, numerischen, nichtlinearen 2D-Modells wird der generatorische
Leerlauf bei Nenndrehzahl nN = 60min-1 mit der Software JMAG simuliert und die Ergeb-
nisse in Tab. 4.10 für zwei verschiedene Magnettemperaturen 20°C und 100°C zusammen-
gefasst. Die simulierten elektromagnetischen Schleppverluste betragen zwischen 151W bei
20°C und 131W bei 100°C und werden in beiden Fällen mit einem Anteil von ca. 3/4 von
den Statorummagnetisierungsverlusten dominiert.

Tab. 4.10.: Simulierter generatorischer Leerlauf der Prototypmaschine mittels transienter 2D-
FE-Simulation (JMAG).

Magnettemperatur ϑM 20°C 100°C

effektive Grundschwingungsstrang-
spannung Us,1

202,7V 194,4V

berechnete Luftspaltfeldwellenampli-
tude Bδ ,p der Arbeitswelle

1,03T 0,98T

Eingangsleistung Pm 151,4W (100%) 130,8W (100%)

Pr,M (Pr,M/Pm) 13,5W (8,9%) 10,8W (8,3%)

Pr,ry (Pr,ry/Pm) 27,8W (18,4%) 19,5W (14,9%)

PFe,s (PFe,s/Pm) 110,1W (72,7%) 100,5W (76,8%)

∆m/(2 ·MN) mit MN = 2,8kNm 0,29% 0,49%

Das Spektrum der simulierten Leerlaufstrangspannung in Abb. 4.16(a) weist die höchste har-
monische Amplitude mit 2,5% der Grundschwingungsamplitude bei der zeitlichen Ordnung
k = 9 auf, welche allerdings nicht in der verketteten Spannung vertreten ist, da die Maschine

173



4.4. Ergebnisse der transienten numerischen Nachrechnung

in Stern geschaltet ist. Das Spektrum des Schleppmoments in Abb. 4.16(b) zeigt das Nu-
trastmoment bei der zeitlichen Ordnung k = 12 bezogen auf die elektrische Grundfrequenz
[7]. Die Drehmomentwelligkeit ∆m/(2 ·MN) im Leerlauf beträgt weniger als 0,5% des Be-
messungsdrehmoments MN = 2,8kNm und ist, wie in Kapitel 3 für M 2/5 bereits gezeigt,
als gering zu bewerten. Die nach (4.82) mit den Maschinenparametern in (4.47)–(4.48) be-
rechnete Feldwellenamplitude Bδ ,p der Arbeitswelle im Leerlauf ist ebenfalls in Tab. 4.10
angegeben und beträgt abhängig von der Magnettemperatur ca. 1,0T.

Bδ ,p =
Us,1√

2 ·π · fs ·Ns · kw,p · 2
π · τp · lFe

(4.82)

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14

10−3

10−2

10−1

100

Ordnung k

U
k/

U
1

(a) Spektrum der simulierten Strangspannung

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13

10−3

10−2

10−1

Ordnung k

m̂
k/

M
N

(b) Spektrum des simulierten Schleppmoments

Abb. 4.16.: Simulation des generatorischen Leerlaufs der Prototypmaschine bei nN =
60min-1 für eine Magnettemperatur ϑM = 20°C (JMAG).

4.4.2. Bemessungsbetrieb

Die Simulation des Bemessungsbetriebs (nN = 60min-1, MN = 2,8Nm) umfasst die transien-
te elektromagnetische und thermische Simulation. Die Ergebnisse beziehen sich auf Strom-
grundschwingungsspeisung aus einem ideal angenommenen Umrichter und sind in Tab. 4.11
zusammengefasst. Der simulierte Wirkungsgrad beträgt ca. 86%. Die Verluste werden do-
miniert von den Statorstromwärmeverlusten, die 12,5 % der Eingangsleistung betragen. Die
simulierten Rotorwirbelstromverluste in Permanentmagneten und Rotorjoch zusammenge-
nommen betragen nur knapp 1% der Eingangsleistung. Die simulierten Statorummagneti-
sierungsverluste bewegen sich in einer ähnlichen Größenordnung. Eine Darstellung des ma-
gnetischen Felds und der Rotorverlustdichteverteilung ist in Abb. 4.17(a)–4.17(c) gegeben.

Die in Tab. 4.11 angegebenen Ersatzschaltbildparameter für die Grundschwingung gelten für
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Tab. 4.11.: Simulierter Bemessungsbetrieb für nN = 60min-1 und MN = 2,8kNm (MTPA)
mit Magnettemperatur ϑM = 100°C mittels 2D-FE-Simulation (JMAG) und Aus-
wertung hinsichtlich des Grundschwingungsverhaltens.

effektiver Strangstrom Is,fem 33,18A
Stromwinkel β −103°
Frequenz fs 20Hz

effektive Strangspannung Us 214,5V
|cosϕs,1| ; ϕs,1 0,725 ; 136,5°

Polradspannung Up 175,6V
Polradwinkel ϑ 56,2°
RFe,s 1,126kΩ
Rs 677,2mΩ
Rr 47,6mΩ
Ld 35,2mH
Lq 45,2mH

Umgebungstemperatur ϑamb 40°C
mittlere Wicklungserwärmung Os ∆ϑCu,Os 150K
mittlere Wicklungserwärmung Us ∆ϑCu,Us 90K
mittlere Wicklungserwärmung gesamt ∆ϑCu 120K

Eingangsleistung Pm 17,943kW (100%)

PCu,AC
(︁
PCu,AC/Pm

)︁
2,237kW (12,5%)

Pr,M (Pr,M/Pm) 0,034kW (0,2%)

Pr,ry (Pr,ry/Pm) 0,123kW (0,7%)

PFe,s (PFe,s/Pm) 0,123kW (0,7%)

Wirkungsgrad η 85,96%

∆m/(2 ·MN) mit MN = 2,8kNm 1,1%

das Ersatzschaltbild in Abb. 3.28. Das zugehörige Zeigerdiagramm in Abb. 4.17(d) weist
aufgrund der relativ großen Statorstreuinduktivität einen relativ kleinen simulierten Grund-
schwingungsleistungsfaktor von 0,725 auf. Die angegebene Polradspannung ist nicht die
Leerlaufspannung, sondern die Grundschwingungs-Polradspannung bei amplitudengleicher
Bestromung mit reinem q-Strom. Aufgrund der hohen Sättigung sind die simulativ ermittel-
ten Statorinduktivitäten Ld und Lq um bis zu 48 Prozentpunkte kleiner als die in Abschnitt
4.2.3 analytisch berechnete Statorinduktivität Ls = 67,63mH.

Die simulierte mittlere Wicklungserwärmung beträgt ∆ϑCu = 120K und entspricht damit ei-
ner thermischen Ausnutzung des Isolationssystems nach Wärmeklasse H, welche eine mitt-
lere Wicklungserwärmung von ∆ϑCu = 125K zulässt [85]. Allerdings belegt das simulierte
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(d) Zeigerdiagramm Bemessungspunkt (MTPA)

Abb. 4.17.: Simulierte Feldbilder in (a)–(c) sowie aus der transienten Simulation errechnetes
Zeigerdiagramm in (d) der Prototypmaschine bei Bemessungsbetrieb mit nN =
60min-1 und MN = 2,8kNm (JMAG).

Erwärmungsfeld in Abb. 4.18(a), dass der Erwärmungsunterschied in Unterschicht und Ober-
schicht aufgrund der tiefen Nuten mit 60K sehr groß ist. Die höchste simulierte Erwärmung
der Wicklung tritt demnach in der Oberschicht auf und beträgt 150K. Dies erfordert zumin-
dest lokal den Einsatz von Isolierstoffen der Wärmeklasse 200 (N) [85]. Die tiefen Nuten
sind wie erwähnt die Folge des hohen Strombelags und der indirekten Leiterkühlung.
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Abb. 4.18.: Berechnete stationäre Erwärmung der Prototypmaschine im Bemessungspunkt
mit nN = 60min-1 und MN = 2,8kNm im Querschnitt (a) und Längsschnitt (b).
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4.4. Ergebnisse der transienten numerischen Nachrechnung

Die Erwärmungen von Rotor und Gehäuse sind in das thermische Längsschnittmodell in
Abb. 4.18(b) eingetragen und zeigen, dass die Magneterwärmung mit ∆ϑM = 35K moderat
ist. Neben den Erwärmungen sind in Abb. 4.18(b) auch die resultierenden Wärmewiderstän-
de und Wärmeströme eingetragen. Letztere zeigen, dass die Erwärmung im Rotor nicht nur
auf die Rotorwirbelstromverluste, sondern auch auf die vom Stator auf den Rotor konvektiv
übertragene Leistung zurückzuführen ist. Insgesamt gibt der Rotor 396W konvektiv an die
Umgebung ab, hiervon sind 157W (40%) Rotorwirbelstromverluste und 238W (60%) stam-
men vom Stator. Die Rotortemperatur ist damit kein geeigneter Parameter zur Ermittlung der
Rotorverluste.

4.4.3. Lastabhängiges Betriebsverhalten

4.4.3.1. Einfluss der Betriebsstrategie

Zunächst wird die Abhängigkeit des elektromagnetischen Drehmoments vom Statorstromef-
fektivwert Is und vom Statorstromwinkel β betrachtet. Dabei wird einerseits untersucht, wel-
che Erhöhung des Drehmoments und des Wirkungsgrads gegenüber reiner q-Stromspeisung
durch Anpassung des Stromwinkels β erreichbar ist [127]. Andererseits wird eine Näherung
des MTPA-Pfads mit Hilfe eines festen Stromwinkels β vorgestellt.

In Abb. 4.19(a) ist das simulierte Drehmomentkennfeld für eine Magnettemperatur ϑM =

100°C dargestellt. Die Werte beziehen sich auf eine nichtlineare 2D-FE-Simulation ohne Be-
rücksichtigung der Rotorwirbelstromverluste, welche abhängig vom Schlupf der beteiligten
Luftspaltfeldharmonischen geringe zusätzliche Bremsmomente hervorrufen. Aus dem Kenn-
feld in Abb. 4.19(a) werden für folgende drei Betriebsstrategien die resultierenden Strom-
Drehmomentdiagramme in Abb. 4.19(c) entwickelt: 1) MTPA-Strategie, 2) konstanter Stator-
stromwinkel β =−100° und 3) konstanter Statorstromwinkel β =−90° (q-Strom-Betrieb).

Im Bemessungspunkt Is,N = 33,18A wird durch die MTPA-Betriebsstrategie ein um 2,9 Pro-
zentpunkte höheres Drehmoment als bei q-Strom-Speisung erreicht. Die Auswirkung auf den
Wirkungsgrad ist relativ gering, da die Sensitivität des Wirkungsgrades η bezüglich einer Er-
höhung der mechanischen Leistung nur (1−η) beträgt. Konkret ergibt sich damit bei einem
Wirkungsgrad von η = 85% eine Steigerung des Wirkungsgrads um 0,44 Prozentpunkte.

4.4.3.2. Simulation des lastabhängigen Betriebsverhaltens

Für die lastabhängigen Kennlinien in Abb. 4.20–Abb. 4.21 wird entsprechend den vorange-
gangenen Untersuchungen zum Stromwinkel als Betriebsstrategie ein konstanter Vorsteuer-
winkel β = −100° gewählt. Die Abweichungen zur MTPA-Strategie sind marginal (s. Abb.
4.19(c)) und betragen im Bemessungspunkt bezüglich des Drehmoments ca. 0,15 Prozent-
punkte gegenüber der MTPA-Strategie. Im Unterschied zum Kennfeld in Abb. 4.19(a) wird
hier eine transiente Simulation unter Berücksichtigung der Rotorwirbelströme verwendet.
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Abb. 4.19.: (a) Simuliertes Drehmomentkennfeld im generatorischen Bereich (FEMM). Aus-
wertung hinsichtlich verschiedener Betriebsstrategien mit Statorstromwinkel β in
(b) und den resultierenden Strom-Drehmomentkennlinien M(Is) in (c).

Die 2D-FE-Simulation in JMAG bezieht sich auf eine Stromgrundschwingungsspeisung oh-
ne umrichterbedingte Spannungsoberschwingungen. Die Wicklung ist mit einer konstanten
Temperatur von ϑCu = 160°C betriebswarm. Die Temperatur der Permanentmagnete ist kon-
stant ϑM = 100°C.

Die Drehmomentkennlinie M(Is) in Abb. 4.20(a) weist auf eine schwache lastabhängige ma-
gnetische Sättigung durch das Statormagnetfeld im Bemessungspunkt hin. Bei IN = 33,18A
weicht das Drehmoment nur um 6,7 Prozentpunkte von der initialen, linearen Drehmo-
mentcharakteristik ab. Bei doppeltem Statorstrom 2 · IN beträgt diese Abweichung mode-
rate 27 Prozentpunkte. Die Wirkungsgradkennlinie in Abb. 4.20(b) wird in einem weiten
Bereich von den Statorstromwärmeverlusten dominiert, sodass das Wirkungsgradmaximum
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Abb. 4.20.: Simulierte Lastkennlinien des Prototyps bei Stromgrundschwingungsspeisung
(JMAG): n = 60min−1, β = −100°, Wicklungstemperatur ϑCu = 160°C, Ma-
gnettemperatur ϑM = 100°C.

mit η1 = 94,4% etwa bei Is = 0,24 · IN liegt. Die Spannungskennlinie in Abb. 4.20(c) weist
auf Grund der Stromspeisung bei kleinen Statorströmen zunächst einen geringfügigen Rück-
gang der Klemmenspannung auf, was auf die geometrischen Verhältnisse im Zeigerdiagramm
bei kleinen negativen d-Strömen zurückzuführen ist. Bei größeren Statorströmen steigt die
Statorspannung aufgrund der Ankerrückwirkung auch im generatorischen Betrieb an. Der
Grundschwingungsleistungsfaktor |cosϕs,1| in Abb. 4.20(d) sinkt aufgrund der Ankerrück-
wirkung kontinuierlich mit zunehmender Last. Der lastabhängige Verlauf der Einzelverluste
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Abb. 4.21.: Weitere simulierte Lastkennlinien des Prototyps bei Stromgrundschwingungs-
speisung (JMAG): n = 60min−1, β = −100°, Wicklungstemperatur ϑCu =
160°C, Magnettemperatur ϑM = 100°C.

ist in Abb. 4.21 (a)–(c) dargestellt. Dies umfasst die Statorstromwärmeverluste PCu inklusive
wechselstrombedingter Zusatzverluste in den Nutenleitern, die Statorummagnetisierungsver-
luste PFe,s, die Wirbelstromverluste im Rotorjoch Pr,ry und die Wirbelstromverluste in den
Permanentmagneten Pr,M.

181



4.4. Ergebnisse der transienten numerischen Nachrechnung

4.4.4. Magnetische Geräuschanregung

Die magnetische Geräuschanregung wird wie beim Windgenerator in Abschnitt 3.4.4 un-
tersucht: Aus dem durch transiente 2D-FE-Simulation (JMAG) berechneten magnetischen
Luftspaltfeld wird die Radialkomponente des Maxwell’schen Spannungstensors ausgelesen
und als Radialkraftdichteverteilung τr aufgefasst, die auf Stator- und Rotoroberfläche wirkt.
Dieses Verfahren stellt eine Näherung mit den in Abschnitt 3.4.4 beschriebenen Einschrän-
kungen dar. Durch eine räumliche und zeitliche, diskrete Fourier-Reihenentwicklung erfolgt
eine spektrale Zerlegung der Radialkraftdichteverteilung.

Die so berechneten Kraftanregungswellen werden einzeln mit Hilfe des analytischen Schwin-
gungsmodells nach Jordan hinsichtlich der resultierenden Verformungsamplituden und der
daraus resultierenden Schallabstrahlung untersucht [96]. Das Jordan’sche Schwingungsmo-
dell ist in Abschnitt 3.4.4.1 beschrieben. Bezüglich der groben Vereinfachungen dieses Mo-
dells gegenüber der tatsächlichen Generatorausführung gelten die ebenfalls in Abschnitt
3.4.4.1 gemachten Ausführungen. Die geometrischen Parameter der Jochringe von Stator
und Rotor der Prototypmaschine sind in Tab. 4.12 angegeben. Der Elastizitätsmodul und die
Materialdichte sind für das Statorblech in Anhang A.1.3 und für die Rotorglocke in Anhang
A.1.1 angegeben. Für die Prototypmaschine werden insgesamt vier Betriebsfälle auf diese
Weise untersucht: 1) Generatorischer Leerlauf, 2) vollständige Speisung der Statorwicklung
im Nennbetrieb, 3) Zwei-Quadranten-Speisung und 4) Vier-Oktanten-Speisung.

Tab. 4.12.: Parameter des Stator- und Rotorjochs der Prototypmaschine für das Ringmodell
nach Jordan [96].

Statorjoch Rotorjoch

mittlerer Jochradius ry/mm 209,15 344,75
Jochhöhe hy/mm 18,3 10,5
Massenzuschlagsfaktor ∆ (Wicklung bzw. Magnete) 9,4 1,6

Die Radialkraftdichteverteilung im Leerlauf ist in Abb. 4.23(a) im Zeitbereich und in Abb.
4.23(c) als Spektrum dargestellt. In der Zeitbereichsdarstellung (Abb. 4.23(a)) sind die sechs
Nutöffnungen des halben Urwickelschemas als vertikale helle Bereiche und die Pollücken
als diagonal verlaufende helle Bereiche mit geringer Radialzugkraftdichte τr erkennbar. Kri-
tisch hinsichtlich der Verformungsamplituden sind die Kraftanregungen niedriger räumlicher
Ordnung mit ν ′ > 0 (vgl. Abschnitt 3.4.4.1). Die langwelligste Kraftwelle im Leerlauf mit
signifikanter Amplitude größer 5kPa tritt bei (ν ′ = 8 ; ks/p = 2) mit τ̂r = 20kPa auf. Ursache
dieser Kraftwelle ist die Wechselwirkung der Arbeitswelle mit der ersten Nutmodulation der
Arbeitswelle des Rotors. Die angegebene räumliche Ordnung ν ′ bezieht sich dabei auf den
Vollwinkel und die zeitliche Ordnung ks/p auf die elektrische Grundschwingungsperiode.
Beim Übergang in das rotorfeste System zur Beurteilung der Schwingungsanregung des Ro-
torjochs bleibt die räumliche Ordnung unverändert, die zeitliche Ordnung ist gemäß (3.94)
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4.4. Ergebnisse der transienten numerischen Nachrechnung

zu transformieren. Für die betrachtete Welle ergibt sich rotorseitig eine zeitliche Ordnung
kr/p = 2,4. Da die maximale elektrische Grundschwingungsfrequenz fs,max = 40Hz beträgt,
treten damit rotorseitige Tonfrequenzen fTon,r ∈ [0;96Hz] auf.
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Abb. 4.22.: Mit dem ungedämpften, frei schwingenden homogenen Jordan’schen Ringmo-
dell berechnete Biegeeigenfrequenzen feig,r,ρ von Stator- und Rotorjoch des Pro-
totyps in Abhängigkeit der räumlichen Schwingungszahl ρ (Knotenpaarzahl).

Zur schnellen Beurteilung der Wirkung dieser Kraftwelle hinsichtlich problematischer Aus-
lenkungsamplituden und Geräuschanregungen der Jochringe wird die Anregungsfrequenz
mit der Resonanzfrequenz der entsprechenden Anregungsmode verglichen. Die nach dem
Jordan’schen Ringmodell errechneten Biegeeigenfrequenzen feig,r,ρ der Radialbiegeschwin-
gungen mit 2ρ Knoten von Stator- und Rotorjoch sind in Abb. 4.22 dargestellt. Demnach
liegen die Resonanzfrequenzen der Biegeschwingung von Stator- und Rotorjoch mit ρ = 8
im Kilohertzbereich, sodass aufgrund der deutlich kleineren Anregungsfrequenz Resonanz-
ferne auftritt und damit kein signifikantes magnetisches Geräusch zu erwarten ist.

Der Bemessungsbetrieb mit MN = 2,8kNm bei vollständiger Speisung der Statorwicklung
(Normalbetrieb) wird in Abb. 4.23(b) und 4.23(d) im Zeit- und Spektralbereich dargestellt.
Ein Vergleich der Zeitbereichsdarstellungen von Leerlauf und Bemessungsbetrieb zeigt deut-
lich die Feldschwächung und damit Reduzierung der Radialkraftdichte an der vorderen Ma-
gnetkante, welche charakteristisch für den generatorischen Betrieb mit negativem q-Strom ist.
Die langwelligste Anregung mit einer Amplitude größer 5kPa tritt bei der gleichen räumli-
chen und zeitlichen Ordnung wie im Leerlauf auf. Aber die Kraftamplitude ist um den Faktor
2,7 größer. Trotzdem kommt es aufgrund der hohen Biegeeigenfrequenz des Jochrings zu
keiner signifikanten Schallabstrahlung.
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Abb. 4.23.: Mit transienter 2D-FE-Simulation (JMAG) berechnete Radialkraftdichte τr der
Prototypmaschine. Leerlauf in (a) und (c). Vollständige Statorspeisung bei Be-
messungslast MN = 2,8kNm in (b) und (d). Im Spektrum sind Radialkraftdichte-
wellen mit einer Amplitude τ̂r ≥ 1kPa dargestellt.
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(a) Vier-Oktanten-Speisung: Spektrum der Radialkraftdichte im statorfesten System
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(b) Zwei-Quadranten-Speisung: Spektrum der Radialkraftdichte im statorfesten System

Abb. 4.24.: Berechnete Spektren der Radialkraftdichte im Luftspalt der Prototypmaschine im
statorfesten Bezugssystem bei Speisung der halben Statorwicklung und MN/2 =
1,4kNm: (a) Vier-Oktanten-Speisung der Statorwicklung. (b) Zwei-Quadranten-
Speisung der Statorwicklung. Dargestellt sind Radialkraftdichtewellen mit einer
Amplitude τ̂r ≥ 1kPa.
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Die abschnittsweise Speisung der Statorwicklung wird für die Prototypmaschine für die Vier-
Oktanten-Speisung und Zwei-Quadranten-Speisung durch entsprechend ausgedehnte 2D-FE-
Modelle (JMAG) transient simuliert. Die Simulation umfasst auch die Wirbelströme im mas-
siven, elektrisch leitfähigen Rotorjoch und den segmentierten Permanentmagneten. Die Spek-
tren der Radialkraftdichteverteilungen werden im statorfesten Bezugssystem für die Vier-
Oktanten-Speisung in Abb. 4.24(a) und für die Zwei-Quadranten-Speisung in Abb. 4.24(b)
dargestellt. Durch die abschnittsweise Speisung treten im Statorluftspaltfeld zusätzliche Un-
terwellen auf (vgl. Abschnitt 2.5.2.3 und 2.5.2.2), die auch zusätzliche Unterwellen der Radi-
alkraftdichte verursachen. Die längste auftretende Wellenlänge der Radialkraftdichte umfasst
einen gespeisten und einen stromlosen Abschnitt. Im Fall der Vier-Oktanten-Speisung einen
gespeisten und einen stromlosen Oktanten, also ein Viertel der Maschine. Dementsprechend
tritt als niedrigste räumliche Ordnung der Radialkraftdichte ν ′ = 4 auf (vgl. Abb. 2.6(b)). Bei
der Zwei-Quadranten-Speisung ist die Länge der Abschnitte gegenüber der Vier-Oktanten-
Speisung verdoppelt und die Radialkraftdichtewelle mit der längsten Wellenlänge hat eine
räumliche Ordnung ν ′ = 2 (vgl. Abb. 2.5(b)).

Das Jordan’sche Ringmodell kann zur Untersuchung dieser langwelligen Kraftanregungs-
wellen bei der Prototypmaschine nicht angewendet werden, da der Einfluss des antriebsseiti-
gen Deckels (Nabe) der Rotorglocke bezogen auf die axiale Aktivlänge lFe = 90mm groß ist.
Dies soll am Beispiel der ovalisierend wirkenden Kraftanregung mit (ν ′ = 2,ks/p = 0) und
einer Amplitude τ̂r = 9,8kPa bei Zwei-Quadranten-Speisung plausibilisiert werden: Auf-
grund der kleinen Abmessungen führt diese Kraftwelle auf eine absolute Radialkraft je Qua-
drant von ±291N die ohne signifikante Verformung allein vom Deckel getragen wird, wäh-
rend bei unzulässiger Anwendung des Ringmodells die Verformungsamplitude die Luftspalt-
weite überschreiten würde.

4.5. Stoßkurzschluss und Entmagnetisierfestigkeit

In diesem Abschnitt erfolgt die analytische und feldnumerische Berechnung des dreiphasigen
Stoßkurzschlusses. Zunächst wird das lineare Differentialgleichungsmodell der Synchronma-
schine dargestellt und dann die Bedeutung der Wirbelströme in den massiven Rotorbauteilen
für den Stoßkurzschluss diskutiert. Anhand der berechneten Strangstrommaxima während
des Stoßkurzschlusses wird die Entmagnetisierfestigkeit der Permanentmagnete nachgewie-
sen. Neben dem Stoßkurzschluss wird auch der Betrieb in Überlast hinsichtlich der Entma-
gnetisierung der Permanentmagnete untersucht. Die analytische Berechnung ergibt, dass erst
bei einem Statorstrom von 3,7 · IN eine Entmagnetisierung der Permanentmagnete einsetzt.

4.5.1. Transientes Maschinenmodell

Zur analytischen Berechnung des Stoßkurzschlusses wird das transiente Maschinenmo-
dell der Synchronmaschine im rotorfesten dq-System verwendet [7]. Dabei beschränkt sich
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die Betrachtung auf die Arbeitswelle des Luftspaltfeldes, sodass zur Beschreibung elektri-
scher Größen Raumzeiger verwendet werden [128]. Die Raumzeiger im rotorfesten dq0-
System werden durch die Park-Transformation aus den Stranggrößen ermittelt. Die Park-
Transformation und ihre Inverse sind in (4.83) und (4.84) am Beispiel des Statorstroms ge-
zeigt.
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id
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Für die Prototypmaschine wird zunächst der allgemeine Fall einer in d- und q-Achse magne-
tisch unsymmetrischen, permanentmagneterregten Synchronmaschine mit rotorseitigen Er-
satzdämpferwicklungen betrachtet. Durch die Modellierung als magnetisch unsymmetrische
Maschine können sowohl der geringe Unterschied in der Luftspaltweite in d- und q-Achse als
auch die sättigungsbedingte magnetische Asymmetrie in d- und q-Achse abgebildet werden.
Die Sättigung ist stark vom Betriebspunkt abhängig und wirkt sogar im Dauerkurzschluss, da
die Zahnspulenwicklung stark ausgeprägte Statorfeldharmonische aufweist. Durch die Ein-
beziehung von Ersatzdämpferwicklungen können die Wirbelströme im massiven Rotorjoch
der Maschine und in den schwach segmentierten Magneten berücksichtigt werden. Da der
Sternpunkt der Statorwicklung nicht angeschlossen ist, kann kein Nullstrom fließen. Daher
wird die Nullkomponente nicht weiter betrachtet. Die unter diesen Prämissen resultierenden
Spannungsgleichungen der Synchronmaschine ergeben sich nach (4.85) bis (4.88).

ud = Rs · id +
dψd

dt
−Ωm · p ·ψq (4.85)

uq = Rs · iq +
dψq

dt
+Ωm · p ·ψd (4.86)

0 = RD · iD +
dψD

dt
(4.87)

0 = RQ · iQ +
dψQ

dt
(4.88)

Die Flussverkettungen errechnen sich nach (4.89) bis (4.92).

ψd = Ld · id +Ldh · iD +ψM (4.89)

ψq = Lq · iq +Lqh · iQ (4.90)

ψD = LD · iD +Ldh · id +ψM (4.91)
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ψQ = LQ · iQ +Lqh · iq (4.92)

Das elektromagnetische Drehmoment mel ergibt sich nach (4.93).

mel =
m
2
· p ·
(︁
ψd · iq −ψq · id

)︁
(4.93)

4.5.2. Rotorwirbelströme beim Stoßkurzschluss

Durch analytische Betrachtungen wird der Einfluss von Rotorwirbelströmen in elektrisch
leitfähigen Rotorbauteilen auf das Kurzschlussverhalten abgeschätzt. Beim vorliegenden
Prototyp zählen zu diesen Rotorbauteilen vorrangig das massive Rotorjoch aus elektrisch
leitfähigem Baustahl und nachrangig die je Pol dreifach axial segmentierten NdFeB-
Oberflächenmagnete. Diese Abschätzung des Einflusses ist notwendig, da insbesondere von
großen Synchronmaschinen mit dezidierten Dämpferwicklungen aufgrund der gegenüber der
Synchronreaktanz verringerten subtransienten Reaktanz zu Beginn eines Kurzschlusses deut-
lich höhere Statorströme und deutlich höhere Drehmomente auftreten als dies bei PMSM
ohne Dämpfer- und Erregerwicklung im Läufer zu erwarten ist [7, 129].

Die analytische Berechnung der Wicklungsinduktivitäten in Abschnitt 4.2.2 und 4.2.3 belegt
die Dominanz des Streuanteils der Statorinduktivität: Die Statorinduktivität wird analytisch
zu Ls = Lh+Lσ = 67,6mH berechnet, wobei die Streuinduktivität Lσ = 58,1mH beträgt. Die
Streuinduktivität ihrerseits wird aufgrund der im Verhältnis zur kleinen Polteilung tiefen Nu-
ten durch die Nutstreuung Ls,σ ,Q = 31,9mH dominiert. Da die subtransiente Induktivität nach
(4.94) in jedem Fall größer als die Streuinduktivität ist, wird keine subtransiente Induktivität
erwartet, die signifikant kleiner als die Synchroninduktivität ist.

Trotzdem werden im Folgenden die Parameter der Ersatzdämpferwicklung mit Hilfe des
analytischen, linearen Schichtmodells der Maschine aus Abschnitt 2.4 nach dem in [130]
dargestellten Verfahren von Kleinrath quantitativ bestimmt. Dazu wird das Modell für den
Spezialfall eines festgebremsten Rotors, d.h. Ωm = 0, betrachtet. Durch die Verwendung des
Schichtmodells ergeben sich zwei in diesem Kontext hinnehmbare Vereinfachungen: Erstens
wird eine im Bezug auf den Luftspalt und den Dämpfer völlig symmetrische Maschine un-
terstellt. Und zweitens wird nur die Arbeitswelle betrachtet. Das Verfahren zur Bestimmung
der Parameter des Ersatzdämpferwicklung umfasst die folgenden Schritte [130].

1. Vorgabe des Statorstroms
Es wird ein symmetrischer, rein sinusförmiger Statorstrom Is mit der Frequenz fs und
dem Effektivwert Is vorgegeben. Daraus wird, wie in Abschnitt 2.3.1 dargestellt, der
an der Statoroberfläche lokalisierte, anregende Ersatzstatorstrombelag Ke bestimmt.
Wegen der Linearität des Problems ist die Höhe des Stromeffektivwerts Is beliebig.
Aufgrund der frequenzabhängigen Wirbelstromeindringtiefe sind die in den nächsten
Schritten synthetisierten Parameter der Ersatzdämpferwicklung nur für die gewählte
Frequenz fs gültig.
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2. Leerlauffeld
Die elektrische Leitfähigkeit aller Rotorkomponenten wird zu Null gesetzt und das
Leerlauffeld berechnet. Der Umstand, dass der Rotor festgebremst ist, hat keinen
Einfluss auf die Feldverteilung, da das Modell über keine rotorseitige Erregung ver-
fügt. Wie in Abschnitt 2.4.4.3 gezeigt, wird aus der Feldlösung die induzierte Sta-
torspannung U ind bestimmt. Daraus wird anschließend die Hauptinduktivität Lh =

Uind/(Is ·2π · fs) bestimmt.

3. Kurzschlussfeld
Die elektrische Leitfähigkeit aller Rotorkomponenten wird auf ihren tatsächlichen
Wert gesetzt, bzw. auf die Ersatzleitfähigkeit unter Berücksichtigung der Endeffek-
te. Aus der Lösung des Feldproblems wird wieder die induzierte Statorspannung U ind
bestimmt. Die sich daraus ergebende Statorimpedanz ist U ind/Is = (j · 2π · fs · Lh) ∥
(RD + j ·2π · fs ·LσD). Da die Hauptinduktivität Lh aus der Berechnung des Leerlauf-
felds bekannt ist, können daraus der Widerstand RD und die Streuinduktivität LσD der
Ersatzdämpferwicklung über Real- und Imaginärteil bestimmt werden.

4. Frequenzabhängigkeit
Die Berechnung der Parameter der Ersatzdämpferwicklung wird für verschiedene Sta-
torfrequenzen wiederholt. Dabei reicht es aus, für jede Frequenz die Kurzschlussfel-
der zu berechnen, da das Leerlauffeld unabhängig von der Frequenz stets auf dieselbe
Hauptinduktivität Lh führt. Üblicherweise werden in einem relativ großen Frequenzbe-
reich Ersatzparameter in derselben Größenordnung gefunden, die dann eine Abschät-
zung des Einflusses der Rotorwirbelströme auf das Kurzschlussverhalten ermöglichen.

Die Materialeigenschaften der sechs Schichten werden, wie in Abschnitt 2.5.1 erläutert, ent-
sprechend der Tab. 2.1 eingestellt. Dabei ist zu beachten, dass die Wahl der magnetischen
Permeabilität der Region des Statorblechpakets (i = 2) einen vernachlässigbaren Einfluss auf
die Ermittlung von LσD und RD hat. Lediglich die Hauptinduktivität Lh wird geringfügig
durch die Wahl von µrel,2 beeinflusst. Wird beispielsweise von µrel,2 = 16 auf µrel,2 = 1000
erhöht, ergibt sich aufgrund des dominierenden magnetischen Widerstands des großen ma-
gnetisch wirksamen Luftspalts (inkl. Permanentmagnete) nur eine um Faktor 1,15 höhere
Hauptinduktivität. Die auf diese Weise für die Frequenzen fs = 20Hz . . .200Hz gefundenen
Parameter des Ersatzdämpfers sind im oberen Teil von Tab. 4.13 dargestellt.

Zur Beurteilung des Einflusses der Rotorwirbelströme werden nach (4.94)–(4.96) in der
Längsachse die subtransiente Induktivität L′′

d , die Blondel’sche Streuziffer σdD zwischen Sta-
torwicklung und Ersatzdämpfer und die subtransiente Kurzschlusszeitkonstante T ′′

d berech-
net. Zur Ermittlung dieser Werte muss die Statorstreuinduktivität Lσ vorgegeben werden. Die
analytische Berechnung der Streuinduktivität in den Abschnitten 4.2.2 und 4.2.3 führt wegen
der vollständigen Vernachlässigung magnetischer Sättigungseffekte auf den relativ großen
Wert Lσ = 58,1mH. Im Sinne einer konservativen Abschätzung wird der kleinere Wert
Lσ = Ld − Lh = 40,6mH verwendet. Dieser ergibt sich aus der synchronen Längsindukti-
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vität Ld = 50,3mH, welcher in Abschnitt 5.7.2.1 aus Leerlauf- und Dauerkurzschlussversuch
bestimmt wird und der durch Auswertung des Leerlauffelds mit Hilfe des Schichtmodells
bestimmten Hauptinduktivität Lh = 9,7mH. Die resultierenden Werte für die subtransiente
Induktivität und die subtransiente Zeitkonstante sind in Tab. 4.13 unten angegeben.

Die Blondel’schen Streuziffern σdD liegen im betrachteten Frequenzbereich nahe Eins, was
eine geringe magnetische Kopplung von Stator- und Dämpferwicklung bedeutet. Daher
weicht die subtransiente Induktivität nur marginal von der Synchroninduktivität ab. Zusam-
men mit dem relativ großen Widerstand RD der Ersatzdämpferwicklung ergeben sich relativ
kleine subtransiente Zeitkonstanten T ′′

d = 0,62ms . . .4,97ms, die ein im Vergleich zur Peri-
odendauer des Statorstromes von 50ms ( fN = 20Hz) rasches Abklingen der Ersatzdämpfer-
ströme zur Folge haben. Damit ist belegt, dass der Einfluss der Rotorwirbelströme auf den
Stoßkurzschluss gering ist, da aufgrund der geringen magnetischen Kopplung von Stator-
wicklung und Ersatzdämpfer aufgrund der hohen Streuinduktivitäten nur relativ geringe Er-
satzdämpferströme zu erwarten sind, welche zudem rasch abklingen. Ein Ersatzdämpferkäfig
für die Berücksichtigung der Rotorwirbelströme in ihrem Einfluss auf den Stosskurzschluss-
strom ist somit wegen des kleinen Einflusses nicht erforderlich und wird im nachfolgenden
Abschnitt weggelassen.

L′′
d = Lσ +

Ldh ·LDσ
Ldh +LDσ

(4.94)

σdD = 1− Ldh
2

Ld ·LD
=

L′′
d

Ld
(4.95)

T ′′
d =

L′′
d

Ld
· LD

RD
(4.96)

Tab. 4.13.: Aus linearem 6-Schicht-Modell errechnete Parameter der Ersatzdämpferwicklung

f/Hz 20 100 200

Lh/mH 9,70 9,70 9,70
RD/Ω 44,40 81,76 108,5
LDσ/mH 212,9 90,03 58,87

Ld/mH 50,30 50,30 50,30
Lσ/mH 40,60 40,60 40,60

L′′
d/mH 49,88 49,36 48,93

σdD = L′′
d/Ld 0,99 0,98 0,97

T ′′
d /ms 4,97 1,20 0,615
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4.5.3. Analytische Berechnung des Stoßkurzschlusses

Bei der Annahme einer konstanten mechanischen Winkelgeschwindigkeit Ωm = const. wird
in diesem Abschnitt die allgemeine Lösung für den dreiphasigen Stoßkurzschluss für eine
magnetisch symmetrische PM-Synchronmaschine ohne Ersatz-Dämpferwicklung für belie-
bige Anfangswerte des Statorstroms berechnet. Der Dämpfer wird aufgrund seines geringen
Einflusses (vgl. Abschnitt 4.5.2) nicht berücksichtigt. Der Eintritt des dreiphasigen Kurz-
schlusses erfolgt zum Zeitpunkt t = 0, ab dem ud = uq = 0 gilt. Die Anfangswerte des Sta-
torstromes sind id0 = id(0) und iq0 = iq(0).

Das so modifizierte DGL-System ist in (4.97) bis (4.101) angegeben.

0 = Rs · id +
dψd

dt
−Ωm · p ·ψq (4.97)

0 = Rs · iq +
dψq

dt
+Ωm · p ·ψd (4.98)

ψd = Ls · id +ψM (4.99)

ψq = Ls · iq (4.100)

mel =
m
2
· p ·
(︁
ψd · iq −ψq · id

)︁
(4.101)

Allgemeine Lösung
Neben der Lösung mit Hilfe der Laplace-Transformation kann auch eine inhomogene, ge-
wöhnliche Differentialgleichung zweiter Ordnung für id(t) durch Eliminierung von ψd, ψq

und iq entwickelt werden, welche dann durch die Summe von homogener und partikulärer
Lösung gelöst wird. Da dieses Vorgehen allgemein bekannt ist, wird im Folgenden nur die
Lösung gezeigt. Hierbei wird die Funktion arctan2(y,x) verwendet, welche das Argument ei-
ner komplexen Zahl z = x+ j ·y in allen vier Quadranten zurückgibt. Für den ersten und vier-
ten Quadranten in der komplexen Gauß-Ebene gilt: arctan2(y,x) = arctan(y/x). Das höchste
Maximum im Verlauf von Strangstrom iU(t) wird erreicht, wenn die Rotorposition im Kurz-
schlusszeitpunkt t = 0 den Wert γ0,max hat. Dies entspricht einem Eintritt des Kurzschlusses
im Nulldurchgang der Strangspannung uU(t).

id(t) = ipd + e−t/τa ·
[︁
K1 · cos(ωs · t)+K2 · sin(ωs · t)

]︁
(4.102)

= ipd + e−t/τa ·ĩ · cos(ωs · t −β2) (4.103)

iq(t) = ipq + e−t/τa ·
[︁
K2 · cos(ωs · t)−K1 · sin(ωs · t)

]︁
(4.104)

= ipq + e−t/τa ·ĩ · cos(ωs · t +β1) (4.105)

mel(t) =
m
2
· p ·ψM · iq(t) (4.106)

iU(t) = Re
{︂(︁

id + j · iq
)︁
· ej·(ωs·t+γ0)

}︂
(4.107)

= ip · cos(ωs · t + γ0 +α)+ e−t/τa ·ĩ · cos(γ0 +β2) (4.108)
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τa =
Ls

Rs
ωs = p ·Ωm (4.109)

ipd =− Ls ·ωs
2 ·ψM

Rs
2 +(ωs ·Ls)

2 ipq =− Rs ·ωs ·ψM

Rs
2 +(ωs ·Ls)

2 ip =
√︂

ipd
2 + ipq

2 (4.110)

K1 = id0 − ipd K2 = iq0 − ipq ĩ =
√︂

K1
2 +K2

2 (4.111)

β1 = arctan2(K1,K2) β2 = arctan2(K2,K1) α = arctan2
(︂

ipq, ipd

)︂
(4.112)

γ0,max = arctan
(︃

Rs

Ls ·ωs

)︃
−β2 (4.113)

Stoßkurzschluss aus dem Leerlauf
Für den Spezialfall einer magnetisch symmetrischen Maschine bei konstanter Drehzahl gel-
ten für den dreiphasigen plötzlichen Kurzschluss aus dem Leerlauf die Gleichungen (4.114)–
(4.117). Das höchste Maximum im Verlauf von Strangstrom iU(t) wird erreicht, wenn die
Rotorposition im Kurzschlusszeitpunkt t = 0 den Wert γ0,max = 0 aufweist, da dann der Kurz-
schluss im Nulldurchgang der Strangspannung uU(t) auftritt (s.o.).

id(t) = ipd + e−t/τa ·ip · cos(ωs · t −β2) (4.114)

iq(t) = ipq + e−t/τa ·ip · cos(ωs · t +β1) (4.115)

iU(t) = ip ·
[︂
e−t/τa ·cos(γ0 +β2)− cos(ωs · t + γ0 +β2)

]︂
(4.116)

β1 = arctan

(︄
ipd

ipq

)︄
β2 = arctan

(︄
ipq

ipd

)︄
(4.117)

Stoßkurzschluss aus dem Leerlauf und τa → ∞
Bei Vernachlässigung des Statorwiderstands Rs = 0 klingt der Gleichanteil im Kurzschluss-
strom nicht ab. Die Stromverläufe berechnen sich nach (4.118)–(4.120).

id(t) = ipd + ip · cos(ωs · t −β2) (4.118)

iq(t) = ipq + ip · cos(ωs · t +β1) (4.119)

iU(t) = ip ·
[︁
cos(γ0 +β2)− cos(ωs · t + γ0 +β2)

]︁
(4.120)

4.5.4. Stoßkurzschluss der Prototypmaschine

Der dreiphasige Stoßkurzschluss bei konstanter Drehzahl wird für drei verschiedene Be-
triebszustände (Leerlauf, Bemessungsstrom und doppelter Bemessungsstrom) vor dem Kurz-
schlusseintritt mit Hilfe verschiedener Berechnungsmodelle betrachtet. In Tab. 4.14 sind die-
se Berechnungen zusammengefasst und nach dem Betriebszustand vor Kurzschlusseintritt
gruppiert: Der Stoßkurzschluss aus dem Leerlauf wird in Nr. 1–3 behandelt, der Stoßkurz-
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schluss aus Bemessungsbetrieb unter Nr. 4–6 und der Stoßkurzschluss aus Überlast mit dop-
peltem Nennstrom unter Nr. 7 und 8.

Tab. 4.14.: Modelle, Parameter und Ergebnisse der Stoßkurzschlussberechnung für die Pro-
totypmaschine. (∗ : Für ip wird Rs = 688mΩ verwendet, aber τa → ∞.)

Nr. Anfangswert Typ
Rs

mΩ
Ld

mH
Lq

mH
iU,max

A
−mel,max

kNm
1 Id,0 = 0A

Iq,0 = 0A
Analytik
n = const.

0∗ 48,2 48,2 91,3 3,40

2 Id,0 = 0A
Iq,0 = 0A

Analytik
n = const.

688 48,2 48,2 78,2 2,88

3 Id,0 = 0A
Iq,0 = 0A

(Analytik)
n = const.

688 50,3 46,2 75,2 2,78

4 Id,0 =−7,4A
Iq,0 =−32,3A

Analytik
n = const.

688 48,2 48,2 88,2 3,66

5 Id,0 =−7,4A
Iq,0 =−32,3A

(Analytik)
n = const.

688 50,3 46,2 83,5 3,45

6 Id,0 =−7,4A
Iq,0 =−32,3A

Simulation
n = const.

677 – – 81,7 3,27

7 Id,0 = 0A
Iq,0 =−66A

Analytik
n = const.

688 48,2 48,2 127 6,65

8 Id,0 = 0A
Iq,0 =−66A

(Analytik)
n = const.

688 50,3 46,2 120 6,37

Als Modelle kommen einerseits lineare analytische Differentialgleichungssysteme („Analy-
tik“) zum Einsatz, die sich hinsichtlich der gewählten konstanten Ersatzschaltbildparameter
unterscheiden. Stets werden die Rotorwirbelströme bei diesen Modellen vernachlässigt und
fallweise wird der Statorwicklungswiderstand oder die magnetische Asymmetrie der Maschi-
ne vernachlässigt. Das Szenario des Stoßkurzschlusses aus vorherigem Betrieb mit Bemes-
sungsstrom wird auch mit den Ergebnissen einer transienten, nichtlinearen FE-Simulation
verglichen. Für das lineare, magnetisch symmetrische Modell wird die allgemeine Lösung
aus Abschnitt 4.5.3 verwendet. Für den linearen, magnetisch unsymmetrischen Fall wird
auf die Herleitung der allgemeinen Lösung verzichtet, diese ist beispielsweise in [131] zu
finden. Hier wird ein numerisches Zeitschrittverfahren, wie in Abschnitt 5.7.2 dargestellt,
zur Lösung verwendet. Die verwendeten Ersatzschaltbildparameter der analytischen Modelle
stammen aus der in Abschnitt 5.7.2.1 durchgeführten Auswertung von Leerlauf- und Dauer-
kurzschlussversuch. Wie dort erläutert führt die Verwendung der Leerlaufspannung als Pol-
radspannung rechnerisch auf Statorinduktivitäten mit Ld > Lq. Für die Modelle mit vernach-
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lässigter magnetischer Asymmetrie wird die Statorinduktivität nach (4.121) berechnet.

Ls =
2 ·Ld ·Lq

Ld +Lq
= 48,2mH (4.121)

Zur Erfassung der betragsmäßig größten Strangströme z. B. im Strang U tritt der Stoßkurz-
schluss stets im Nulldurchgang der Strangspannung z. B. im Strang U auf. Schwerpunktmä-
ßig werden im Folgenden einerseits verschiedene Maschinenmodelle verglichen und ande-
rerseits die höchsten Drehmoment- und Strangstromwerte ermittelt. Mit Hilfe der maximalen
Strangstromwerte erfolgt in Abschnitt 4.5.5 die Bewertung der Entmagnetisierfestigkeit.

4.5.4.1. Kurzschluss aus dem Leerlauf

Bei Variante Nr. 1 wird ein lineares, magnetisch symmetrisches Maschinenmodell ohne Be-
rücksichtigung des Abklingens des Gleichanteils des Kurzschlussstroms verwendet. Die in
Nr. 2 und Nr. 3 verwendeten linearen Modelle berücksichtigen den Statorwiderstand auch
hinsichtlich des Abklingens des Gleichanteils des Ausgleichsstroms mit der Zeitkonstante
τa = Ls/Rs = 71ms. Die magnetische Asymmetrie zwischen d- und q-Achse wird aber nur
im Fall Nr. 3 berücksichtigt.

Die Zeitverläufe für den dreiphasigen Stoßkurzschluss im Strangspannungsnulldurchgang
von Strang U sind in Abb. 4.25 dargestellt. Da der Unterschied von Ld und Lq relativ klein ist,
ergeben sich nur geringe Abweichungen in den berechneten Zeitverläufen von Nr. 2 und Nr.
3. Bezüglich des maximalen Strangstroms und des maximalen Drehmoments (s. Tab. 4.14)
ergibt sich jeweils eine Abweichung von ca. 4 Prozentpunkten. Aufgrund des raschen Abklin-
gens des Gleichstromglieds (τa ≈ 1,4 ·T ) ist die Vernachlässigung des Abklingverhaltens bei
Nr. 1 nicht zweckmäßig und resultiert in einer Überschätzung des maximalen Strangstroms
und des maximalen Drehmoments um ca. 20 Prozentpunkte ggü. Nr. 3.

4.5.4.2. Kurzschluss aus dem Bemessungsbetrieb

Der Kurzschluss aus dem Bemessungsbetrieb (nN = 60min-1; MN = 2,8kNm) mit einem
Statorstrom Is = 33,18A und einem Stromwinkel von β = −102,9° wird mit den beiden
linearen Modellen Nr. 4 und Nr. 5 sowie mit dem nichtlinearen, transienten 2D-FE-Modell
Nr. 6 simuliert. Während Modell Nr. 4 eine magnetisch symmetrische Maschine zu Grunde
legt, gilt für Modell Nr. 5 Ld > Lq. Die Zeitverläufe des Stoßkurzschlusses sind in Abb. 4.26
dargestellt.

Die analytischen Modelle Nr. 4 und Nr. 5 führen auf höhere Strangstrom- und Drehmoment-
maxima als die Simulation Nr. 6, wobei die Abweichungen bei dem einfacheren analytischen
Modell Nr. 4 größer ausfallen als bei Nr. 5 mit Ld ̸= Lq. Das analytische Modell Nr. 5 weicht
um 2,2 Prozentpunkte im Strangstrommaximum und 5,5 Prozentpunkte im Drehmomentma-
ximum von der 2D-FE-Simulation Nr. 6 ab und ist als zweckmäßig zu bewerten.
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Abb. 4.25.: Analytische Berechnung des dreiphasigen Stoßkurzschlusses des Prototyps aus
dem Leerlauf bei konstanter Drehzahl nN = 60min-1 im Nulldurchgang der
Strangspannung uU(t) in (a) zum Zeitpunkt t = 0. In (b) und (c) sind die Zeitver-
läufe der d-Komponente id(t) und der q-Komponente iq(t) des Statorstromraum-
zeigers dargestellt. Strom in Strang U iU(t) in (d) und berechnetes elektromagne-
tisches Stoßkurzschlussmoment mel(t) in (e). Die verwendeten Ersatzschaltbild-
parameter sind unter Nr. 1, 2 und 3 in Tab. 4.14 zusammen mit den Strangstrom-
und Drehmomentmaxima angegeben.
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4: Analytik Ld = Lq = 48,2mH; Rs = 688mΩ
5: Analytik Ld = 50,3mH ; Lq = 46,2mH; Rs = 688mΩ
6: 2D-FE-Simulation (JMAG)
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Abb. 4.26.: Analytische und simulative Berechnung des dreiphasigen Stoßkurzschlusses des
Prototyps aus dem Bemessungsbetrieb (IN = 33,18A; MN = 2,8kNm bei kon-
stanter Drehzahl nN = 60min-1 im Nulldurchgang der Strangspannung uU(t) in
(a) zum Zeitpunkt t = 0. In (b) und (c) sind die Zeitverläufe der d-Komponente
id(t) und der q-Komponente iq(t) des Statorstromraumzeigers dargestellt. Strom
in Strang U iU(t) in (d) und elektromagnetisches Stoßkurzschlussmoment mel(t)
in (e). Die verwendeten Ersatzschaltbildparameter sind unter Nr. 4, 5 und 6 in
Tab. 4.14 zusammen mit den Strangstrom- und Drehmomentmaxima angegeben.
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4.5.4.3. Kurzschluss aus dem Überlastbetrieb

Der berechnete Stoßkurzschluss aus doppelter Überlast bei reinem q-Strom ist in Abb. 4.27
dargestellt. Dabei werden das analytische und magnetisch symmetrische Modell Nr. 7 und
das analytische und magnetisch unsymmetrische Modell Nr. 8 verwendet. Da der Dauerkurz-
schlussstrom etwa dem Bemessungsstrom entspricht, ergeben sich relativ zum Ausgangs-
strom nur geringfügige Überhöhungen des Strangstroms und des Drehmoments. Das magne-
tisch symmetrische Modell Nr. 7 ergibt für das Strangstrommaximum einen um ca. 6 Pro-
zentpunkte und für das Drehmomentmaximum einen ca. 4 Prozentpunkte höheren Wert als
das magnetisch unsymmetrische Modell Nr. 8.

4.5.5. Entmagnetisierfestigkeit der Permanentmagnete

Zur Beurteilung der Entmagnetisierfestigkeit der Permanentmagnete werden die kritischen
magnetischen Gegenfeldstärken sowie die kritischen ursächlichen Statorströme aus einem
analytischen Modell des Eisenkreises der Prototypmaschine und den vom Hersteller gemes-
senen B(H)-Kennlinien der eingesetzten Permanentmagnete bestimmt.

Der Rotor und damit die Permanentmagnete erreichen im Erwärmungslauf bei thermischer
Ausnutzung nach Wärmeklasse 200 (N) eine Erwärmung von etwa ∆ϑM = 48,9K. Bei ei-
ner Umgebungstemperatur von 40°C sind daher Magnettemperaturen bis ϑM ≈ 90°C zu er-
warten. Aufgrund der mit steigender Temperatur sinkenden Zugscherfestigkeit des zur Ma-
gnetbefestigung eingesetzten Epoxidharzklebstoffs UHU Plus Endfest 300 [132] dürfen die
Permanentmagnete bzw. die Klebung keinen wesentlich höheren Temperaturen ausgesetzt
werden. Diese Vorüberlegungen führen dazu, dass die Entmagnetisierfestigkeit für eine Ma-
gnettemperatur von ϑM = 100°C bewertet wird.

Zunächst wird die kritische magnetische Feldstärke, ab der mit einer irreversiblen Entma-
gnetisierung des eingesetzten Permanentmagnetmaterials N45KH zu rechnen ist, bestimmt.
Der hiermit verknüpfte Arbeitspunkt liegt im „Knie“ der B(H)-Kennlinie des Permanent-
magneten. Der Ablauf zur rechnerischen Bestimmung der magnetischen Feldstärke im Per-
manentmagneten in diesem kritischen Punkt wird in Abschnitt A.1.4 detailliert dargestellt.
Für die folgende Betrachtung wird die dort bestimmte kritische magnetische Feldstärke HD,1
verwendet, ab der es zu einem dauerhaften Verlust von 1% der Remanenzflussdichte kommt.

Der Magnetkreis wird unter Annahme abschnittsweise konstanter magnetischer Feldstärke
durch Auswertung des Ampère’schen Durchflutungssatzes berechnet [22]. Die geschlossene
Kontur ∂A in (4.122) folgt einer magnetischen Feldlinie, die sich über die Polmitte zweier
benachbarter Magnete schließt und die entmagnetisierend wirkende Statordurchflutung 2 ·Θs

einschließt. Jeder Maschinenabschnitt (Luftspalt δ , Magnet M, Eisenabschnitt i) wird zwei-
mal durchlaufen und jeder dieser beiden Durchläufe hat denselben magnetischen Spannungs-
fall V = H · l, sodass (4.123) gilt.
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Abb. 4.27.: Analytische Berechnung des dreiphasigen Stoßkurzschlusses des Prototyps aus
dem Überlastbetrieb mit Is = 2 · IN bei konstanter Drehzahl nN = 60min-1 im
Nulldurchgang der Strangspannung uU(t) in (a) zum Zeitpunkt t = 0. In (b) und
(c) sind die Zeitverläufe der d-Komponente id(t) und der q-Komponente iq(t) des
Statorstromraumzeigers dargestellt. Strom in Strang U iU(t) in (d) und berechne-
tes elektromagnetisches Stoßkurzschlussmoment mel(t) in (e). Die verwendeten
Ersatzschaltbildparameter sind unter Nr. 7 und 8 in Tab. 4.14 zusammen mit den
Strangstrom- und Drehmomentmaxima angegeben.
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∮︂

∂A

H⃗ ·ds⃗ =
∫︂∫︂

A

J⃗ ·dA⃗ (4.122)

2 ·
(︄

Hδ ·δ +HM ·hM +∑
i

(︁
HFe,i · li

)︁
)︄

=−2 ·Θs (4.123)

Ausgangspunkt für die Entwicklung der Arbeitsgeraden ist die Auflösung von (4.123) nach
der (negativen) magnetischen Feldstärke im Magnet −HM(BM) in (4.124). Darin ist die durch
den Statorstrom hervorgerufene Gegenfeldstärke Hg ein additiver Term. Im Folgenden wer-
den zwei einfache Näherungen für die Auswertung dieses Ausdrucks vorgestellt, um konkrete
Arbeitspunkte zu bestimmen.

−HM(BM) =
δ

hM
·Hδ +∑

i

(︃
HFe,i ·

li
hM

)︃
+

Θs

hM⏞⏟⏟⏞
=Hg

(4.124)

1. Arbeitsgerade
Für kleine magnetische Flussdichten ist es zweckmäßig, den magnetischen Spannungsfall
über die Eisenabschnitte gegenüber dem magnetischen Spannungsfall im Luftspalt zu ver-
nachlässigen. Ohne Flusskonzentrationseffekten gilt BM = Bδ , und es ergibt sich die Arbeits-
gerade (4.125) zur graphischen Ermittlung des Arbeitspunktes bei gegebener PM-Kennlinie.
Ohne Statorstrom, also bei Hg = 0, wird diese Arbeitsgerade „Luftspaltgerade“ genannt [7].

−HM(BM) =
1
µ0

· δ
hM

·BM +Hg (4.125)

2. Nichtlineare magnetische Charakteristik
Allerdings ist die Verwendung der Arbeitsgeraden für Berechnungen des Leerlauffelds hoch-
ausgenutzter PM-Maschinen nicht sinnvoll, da im Leerlauf aufgrund der hohen magnetischen
Luftspaltflussdichte der magnetische Spannungsfall über den Eisenabschnitten nicht vernach-
lässigbar ist. Bei der vorliegenden, hochpoligen Maschine mit relativ tiefen Nuten reicht es
näherungsweise aus, den magnetischen Spannungsfall über den Zähnen zu berücksichtigen.
Dann ergibt sich nach (4.126) eine nichtlineare magnetische Charakteristik −Hm(BM) auf-
grund der nichtlinearen Eisenkennlinie HFe(BFe). Die magnetische Flussdichte im Zahn BFe
wird nach (4.127) aus BM und dem Verhältnis von Nutteilung τQ = 43,1mm zu Zahnbreite
bZ = 20,2mm bestimmt. Für die Prototypmaschine werden die Kennlinie für Elektroblech
M350-50 nach Abb. A.5 sowie die Zahnlänge lZ = 111mm verwendet

−HM(BM) =
1
µ0

· δ
hM

·BM +
lZ
hM

·HFe

(︂
BFe(BM)

)︂
+Hg (4.126)

BFe(BM) =
τQ

bZ
·BM (4.127)

Zur Ermittlung des höchsten zulässigen Statorstroms muss dieser aus der Gegenfeldstärke
Hg bzw. der Statordurchflutung Θs berechnet werden. Hierbei muss prinzipiell nach q-Strom
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und d-Strom unterschieden werden. Vereinfachend wird angenommen, dass unter Last reiner
q-Strom fließt, während beim transienten Stoßkurzschluss im Maximum des Strangstroms
ein reiner (negativer) d-Strom fließt. Im Fall von q-Strömen wird berücksichtigt, dass je nach
Polbedeckungsgrad αe das maximale Gegenfeld in der Pollücke liegt und somit selbst an der
äußersten Magnetkante nur ein kleineres Gegenfeld wirksam ist. Für die hier betrachteten
Zahnspulenwicklungen mit pulsierenden Feldwellen mit q ≈ 1/m bzw. τQ ≈ τp ergeben sich
die zulässigen Strangstrom-Momentanwerte is nach (4.128) bzw. (4.129).

d-Strom: is =
2p

m ·Ns
·Θs =

2p
m ·Ns

·hM ·Hg (4.128)

q-Strom: is =
2p

m ·Ns ·αe
·Θs =

2p
m ·Ns ·αe

·hM ·Hg (4.129)

Für die Prototypmaschine ist die grafische Bestimmung der Arbeitspunkte in Abb. 4.28 dar-
gestellt. Für den Leerlauf ergeben sich bei (unzulässiger) Vernachlässigung des magnetischen
Spannungsfalls im Eisen durch die mit 1 gekennzeichnete Luftspaltgerade deutlich zu hohe
magnetische Flussdichten. Die nichtlineare Charakteristik 2 nach (4.126)–(4.127) berück-
sichtigt den magnetischen Spannungsfall der Zahnregion und führt auf geringere und rea-
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Abb. 4.28.: B(H)-Kennlinien der N45KH-Permanentmagnete [133] mit vier Magnetkreis-
Kennlinien 1, 2, 3 und 4. 1: Luftspaltgerade im Leerlauf. 2: Nichtlineare Cha-
rakteristik im Leerlauf. 3: Luftspaltgerade bei max. zulässiger Gegenfeldstärke
Hg,100°C für ϑM = 100°C. 4: Luftspaltgerade bei max. zulässiger Gegenfeldstär-
ke Hg,20°C für ϑM = 20°C. Die max. zulässige Gegenfeldstärke erreicht im Ma-
gneten die magnetische Feldstärke HD,1 mit 1% irreversibler Entmagnetisierung.
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Tab. 4.15.: Magnetische Arbeitspunkte der Permanentmagnete (N45KH) der Prototypma-
schine aus Abb. 4.28: Magnetische Flussdichte im Permanentmagnet BM im Leer-
lauf bei Verwendung der Luftspaltgeraden und der nichtlinearen Eisencharakte-
ristik für die zwei Magnettemperaturen ϑM = 20°C und ϑM = 100°C. Zulässige
magnetische Gegenfeldstärke Hg bzw. zulässiger Statorstrom bei 1% irreversibler
Verringerung der Remanenzflussdichte BR.

Leerlauf

Luftspaltgerade bei ϑM = 20°C BM 1,09T
Luftspaltgerade bei ϑM = 100°C BM 1,00T
nichtlinearer Eisenkreis bei ϑM = 20°C BM 0,88T
nichtlinearer Eisenkreis bei ϑM = 100°C BM 0,85T

Entmagnetisierfestigkeit bei ϑM = 20°C mit HM = HD,1 = 1,523MA/m

zulässige Gegenfeldstärke Hg,20°C 1,643MA/m
zulässiger q-Strangstrom (Effektivwert) Is,max 200,7A
zulässiger d-Strangstrom (Momentanwert) is,max 229,9A

Entmagnetisierfestigkeit bei ϑM = 100°C mit HM = HD,1 = 969,3kA/m

zulässige Gegenfeldstärke Hg,100°C 977,0kA/m
zulässiger q-Strangstrom (Effektivwert) Is,max 119,4A
zulässiger d-Strangstrom (Momentanwert) is,max 136,7A

listischere magnetische Flussdichten. Für beide Magnetkreischarakteristiken sind die resul-
tierenden Arbeitspunkte für beide betrachteten Magnettemperaturen von 20°C und 100°C
eingetragen. Bemerkenswert ist, dass die Sensitivität der magnetischen Flussdichte im Leer-
lauf gegenüber der Magnettemperatur bei Verwendung des Modells der Luftspaltgeraden 1
deutlich größer ist als bei Verwendung der realitätsnäheren nichtlinearen Charakteristik 2. Im
Rahmen der Prüfung der Entmagnetisierfestigkeit werden relativ kleine und sogar negative
magnetische Flussdichten betrachtet, sodass hier der magnetische Spannungsfall vernachläs-
sigt wird und die verschobenen Luftspaltgeraden 3 und 4 verwendet werden.

Die ermittelten Arbeitspunkte sind in Tab. 4.15 zusammengefasst. Aufgrund der hohen Pol-
zahl und den mäßigen Magnettemperaturen werden die Magnete erst durch sehr hohe Strö-
me irreversibel entmagnetisiert. Bei Betrieb mit q-Strom beginnt die Maschine erst bei einer
Überlast von 3,7 ·IN bei ϑM = 100°C irreversibel zu entmagnetisieren. Mit Hilfe des maximal
zulässigen Momentanwertes des d-Stroms werden die im vorherigen Abschnitt berechneten
Strangstrommaxima beim dreiphasigen Stoßkurzschluss, welche in Tab. 4.14 zusammenge-
fasst sind, bewertet. Selbst beim dreiphasigen Stoßkurzschluss aus doppelter Überlast (Fall 7
und 8 in Tab. 4.14) werden höchstens 127A als Momentanwert im Strangstrom erreicht, was
geringer ist als die zulässigen 136,7A (Tab. 4.15). Damit ist die Entmagnetisierfestigkeit der
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Permanentmagnete auch gegenüber dem dreiphasigen Stoßkurzschluss nachgewiesen.

Für den dreiphasigen Stoßkurzschluss aus vorherigem Bemessungsbetrieb wird auch eine
transiente, nichtlineare FE-Berechnung durchgeführt (Nr. 6 in Tab. 4.14). Die Ergebnisse be-
stätigen, dass die kritische magnetische Gegenfeldstärke HD,1(ϑM = 100°C) = 969kA/m in
keinem Permanentmagnetelement erreicht bzw. überschritten wird. Die höchste Gegenfeld-
stärke wird zum Zeitpunkt tD = 14,6ms (vgl. Stoßkurzschlussverlauf in Abb. 4.26) erreicht.
Für diesen Zeitpunkt werden die magnetischen Feldlinien und die magnetische Feldstärke in
den Permanentmagneten in Abb. 4.29 dargestellt.

Abb. 4.29: Prototyp: Simulierte magne-
tische Feldlinien und magnetische Feld-
stärke in den Permanentmagneten zum
Zeitpunkt der höchsten Entmagnetisie-
rung tD = 14,6ms beim dreiphasigen
Kurzschluss aus Bemessungsbetrieb, vgl.
Nr. 6 in Tab. 4.14 (JMAG).
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4.6. Konstruktion und Bau der Prototypmaschine

In diesem Abschnitt wird die mechanische Konstruktion und die Herstellung der Prototyp-
maschine behandelt. Zunächst wird die Gesamtkonstruktion vorgestellt und danach auf die
einzelnen Baugruppen eingegangen. Das Wickeln der Formspulen wird in Abschnitt 4.6.4
dargestellt. Der Zeichnungssatz der Maschine ist im Anhang A.9 zu finden.

Leitidee der Maschinenkonstruktion ist eine größtmögliche Modularisierung, die eine ratio-
nelle Fertigung ermöglicht, welche überwiegend in der Werkstatt und Wickelei des Instituts
für Elektrische Energiewandlung, TU Darmstadt durchgeführt wurde. Die am Winkelfuß an
einem Flansch montierte Prototypmaschine der Bauform IM B5 [134] wird in Abb. 4.30 als
3D-CAD-Schnittmodell dargestellt, um einen Einblick in den inneren Aufbau zu gewähren.
Ein CAD-Explosionsmodell der Prototypmaschine ist in Abb. 4.31 gezeigt.

1

2

3
4

5

6

7

8

9

Abb. 4.30.: 3D-CAD-Schnittmodell (Inventor [135]) der Prototypmaschine; Obere Hälfte
des Rotors weggeschnitten; Viertel (oben links) der Statorkomponenten wegge-
schnitten; Antriebsseite vorne; Nichtantriebsseite hinten; 1 Kupplungsflansch;
2 Formspule; 3 Einzelzahnblechpaket; 4 Statorträger mit Kühlkanal; 5 In-

krementalgeber; 6 Radlager; 7 Winkelfuß; 8 Rotorglocke; 9 segmentierte
Permanentmagnete.
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2 111 6 123 7 10984 5

Abb. 4.31.: 3D-CAD-Explosionsdarstellung (Inventor [135]) der Prototypmaschine; 1 Ro-
torlagegeber; 2 Deckel Nichtantriebsseite; 3 O-Ringe Wassermantel; 4 Sta-
torträger; 5 Passring Statorblechpaket; 6 bewickeltes Statorblechpaket; 7 O-
Ringe Wassermantel; 8 Deckel Antriebsseite; 9 axiale Sicherung Statorblech-
paket; 10 Radlager; 11 Rotorglocke mit Magneten; 12 Welle für Rotorlagegeber.

4.6.1. Statorträger

Der Statorinnenträger ( 4 in Abb. 4.30, 4 in Abb. 4.31 und Abb. 4.32(b)) ist das zentrale
Bauteil der Prototypmaschine. Auf der Nichtantriebsseite des Statorträgers befindet sich ein
Flansch zur Befestigung der Maschine am Winkelfuß ( 7 in Abb. 4.30).

Im Statorträger ist der Wassermantel mit axialen Kühlwasseranschlüssen auf der Nichtan-
triebsseite untergebracht. Die mäandernde Form des Kühlwassermantels wird durch axiale
Bohrungen im Statorträger erzeugt, welche durch gefräste Nuten an den Stirnseiten abwech-
selnd miteinander verbunden sind. Stirnseitig werden diese Verbindungsnuten auf beiden Ma-
schinenseiten mit je einem Deckel ( 2 und 8 in Abb. 4.31) unter Verwendung von O-Ringen
abgedichtet. Die resultierende Kühlwasserkavität ist in Abb. 4.32(a) dargestellt.

Die Drehmomentübertragung des Statorblechpakets an den Statorträger erfolgt formschlüssig
durch eine Steckverzahnung mit zwölf Zähnen. Die Nuten befinden sich im Statorträger und
die Innenverzahnung am Statorblechpaket.

Die Lagerung der Rotorglocke erfolgt durch das integrierte Kfz-Radlager VKBA 6666 der
Firma SKF [F1], welches auf der Antriebsseite verbaut ist ( 6 in Abb. 4.30). Im Zentrum des
Statorträgers befindet sich eine Bohrung für die Durchführung der Welle des Rotorlagegebers.
Der Inkrementalgeber befindet sich auf der Nichtantriebsseite.

Der Statorträger ist aus einem Stück 7075-T6 Aluminium durch spanende Fertigungsverfah-
ren hergestellt. Die eingesetzte Aluminiumlegierung zeichnet sich durch eine geringe Dichte,
hohe Festigkeit und gute Zerspanbarkeit aus [114].
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(a) Freigeschnittener
Wassermantel (CAD-Modell)

(b) Endkontrolle Statorträger (c) Hauptisolation (abgewickelt
und gefaltet) (CAD-Modell)

(d) Montage Einzelzahnpaket
(CAD-Modell)

(e) Einschieben Einzelzahn in
Statorjochring (CAD-Modell)

(f) Vollständig montierter Stator
vor Verschaltung

(g) Verschalteter Stator (h) PM-Montage der zweiten axialen Segmentreihe

Abb. 4.32.: Konstruktion und Bau der Prototypmaschine.
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4.6. Konstruktion und Bau der Prototypmaschine

4.6.2. Statorblechpaket

Das lamellierte Statorblechpaket aus Dynamoblechen vom Typ M350-50A, dessen Mate-
rialeigenschaften im Anhang A.1.3 angegeben sind, besteht aus einem Jochringpaket und
48 Einzelzahnblechpaketen, welche von der Firma Nestech [F2] durch Laserzuschnitt und
Backlack-Paketierung gefertigt wurden.

Die Zähne werden einzeln mit 0,3mm dickem Nomex-Kapton-Nomex-Isolationspapier der
Wärmeklasse 180 (H) hauptisoliert (Abb. 4.32(c)). Aufgrund der parallelflankigen Stator-
zähne können die Zahnspulen von innen aufgeschoben werden (Abb. 4.32(d)). Im nächsten
Montageschritt werden die mit Spulen bestückten Einzelzahnblechpakete axial in die Schwal-
benschwanzverbindung des Jochringpakets eingeschoben (Abb. 4.32(e)). Daraus resultiert ei-
ne Zweischicht-Zahnspulenwicklung mit übereinander angeordneten Spulen, wobei sich die
Spulen der Ober- und Unterschicht in Querschnittsgeometrie und Windungszahl unterschei-
den. Aufgrund der tiefen Nuten war die Erhöhung der Windungszahl der unteren Spulenla-
ge nötig, um ein etwa gleiches Magnetfeld an der Luftspaltoberfläche zu erregen wie jenes
der Oberschichtspulen. Verglichen mit nebeneinander angeordneten Zahnspulen führt die-
se Variante bei den hier vorliegenden tiefen Nuten auf einen geringeren Platzbedarf für die
Lagenisolation.

Der vormontierte Stator ist in Abb. 4.32(f) gezeigt. Die Verschaltung der Maschine, die In-
stallation der Pt100-Temperaturfühler in der Statorwicklung sowie die Tauchimprägnierung
mit dem Tränkharz Epoxylite H1100 [136] wurden von der Firma Brenner [F3] ausgeführt.
Abb. 4.32(g) zeigt den Wickelkopf vor dem Tränken.

4.6.3. Rotor und Rotorlagegeber

Die Rotorglocke ist eine Schweißkonstruktion, welche aus einem nahtlosen Rohrabschnitt
[78] mit angefügtem Deckel besteht. Als Werkstoff wird der Baustahl S355 verwendet, dessen
Materialeigenschaften im Anhang A.1.1 dargestellt sind. Hergestellt wurde die Rotorglocke
von der Firma Volkmann [F4].

Die NdFeB-Permanentmagnete sind pro Pol dreifach axial segmentiert. Aufgrund der 40 Po-
le ergeben sich somit 120 quaderförmige Einzelmagnete, welche aus dem Material N45KH
der Firma Magnetworld [F5] in aufmagnetisiertem Zustand und mit Epoxidharzbeschich-
tung bezogen wurden. Die wesentlichen Materialeigenschaften sind in Anhang A.1.4 zu-
sammengefasst. Die Magnete werden in 2mm tiefe Nuten der Rotorglocke mit dem Zwei-
Komponenten-Epoxidharzklebstoff Henkel UHU Plus Endfest 300 eingeklebt. Der Epoxid-
harzklebstoff wurde für 1,5h bei 75°C ausgehärtet. Da die Festigkeit des Klebstoffs stark
temperaturabhängig ist, darf die Rotortemperatur 100°C nicht überschreiten. Bei 100°C be-
trägt die Zugscherfestigkeit des Klebstoffs noch 7,5N/mm2 [132].

Zur Montage der aufmagnetisierten Permanentmagnete wurden die in Abb. 4.32(h) darge-
stellten Vorrichtungen mit Spindeln verwendet, die dafür am Institut eigens konstruiert und
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4.6. Konstruktion und Bau der Prototypmaschine

gefertigt wurden. Beim Montagevorgang gleiten die Magnete auf einem 0,3mm dicken Kup-
ferblech mit entsprechenden Aussparungen über den vorher applizierten Klebstoff. Durch das
Zurückziehen des Blechs senken sich die Magnete in den Klebstoff ab und werden während
der Aushärtung von der Nut und der Spindel fixiert. Alle Komponenten der Montagevorrich-
tung bestehen aus amagnetischen Werkstoffen.

Als Rotorlagegeber wird der 16-Bit-Inkrementalgeber DFS60A der Firma Sick [F6, 137] ein-
gesetzt. Durch die hohe Auflösung wird der elektrische Rotorwinkel p · γm mit der Schritt-
weite ∆(p · γm) = 0,11◦el. quantisiert. Dank dieser Genauigkeit kann der Statorstromwinkel
β auf ca. 1◦el. genau eingestellt werden.

4.6.4. Statorwicklung

Die Statorwicklung besteht aus 24 Oberschicht- und 24 Unterschichtspulen, die sich, wie in
Abschnitt 4.1.4 und Anhang A.6 erläutert, in den Abmessungen des Wickelfensters und der
Windungszahl unterscheiden.

Die Zahnspulen bestehen aus dem Lackdraht SHTherm 210 der Wärmeklasse 200 (N) mit
einem Nenndurchmesser dCu,N = 1,8mm der Firma SH-Wire [109, F7]. Die Spulen wurden
in der institutseigenen Wickelwerkstatt auf einem Linearwickler (Abb. 4.33(a)) mit Draht-
zugkraftregelung, welche auf einer stromgeregelten Gleichstrommaschine (Abb. 4.33(b)) ba-
siert, angefertigt. Die Wickelmaschine wurde für dieses Projekt eigens umgebaut, um die
Drahtzugkraftregelung zu realisieren. Zur Sicherstellung der korrekten Außenabmessungen
der Spulen sowie eines orthozyklischen Wickelbilds wurden für Ober- und Unterschicht je
eine Vorrichtung aus Aluminium gebaut (Abb. 4.33(e) und Abb. 4.34). Während des Wickel-
vorgangs sind die seitlichen Pressbacken ( 4 in Abb. 4.34) entfernt, damit der Draht um den
diagonal geteilten Wickelkern ( 2 in Abb. 4.34) gewickelt werden kann.

Für ein präzises Wickelbild ist die Drahtzuführung in der Grundplatte der Wickelvorrichtung
entscheidend: Abb. 4.33(c) und 4.33(d) zeigen die Drahtzuführung über eine Rampe am Wi-
ckelkopf. Die Zuführung stellt sicher, dass am Anfang (Abb. 4.33(e)), nach jeder Windung
(Abb. 4.33(d)) und am Ende jeder Lage (Abb. 4.33(f)) die Positionsänderung des Drahtes
im Wickelkopfbereich stattfindet, ohne zusätzlichen Raum im beschränkten Nutbereich ein-
zunehmen. Der Wickelprozess ist nass, das bedeutet, dass jede Lage während des Wickel-
vorgangs manuell mit der Vergussmasse Elan-tron MC5430/W5868 [138] der Firma Elantas
[F8] imprägniert wird. Die Vergussmasse weist wie der Lackdraht die Wärmeklasse 200 (N)
auf, so dass die thermischen Anforderungen bezüglich der hohen Heißpunkttemperatur der
Wicklung bei Dauerbetrieb (Abschnitt 4.4.2) erfüllt werden.

Nach dem Abschluss des Wickelvorgangs, bevor die Vergussmasse aushärtet, werden die
Pressbacken ( 4 in Abb. 4.34) montiert und so die Außenabmessungen der Spule exakt ein-
gestellt. Die Spulen werden bei 60°C in einem eigens dafür beschafften Ofen unter stän-
diger, langsamer Rotation mit einer Drehzahl von 2,5min-1 um die horizontal ausgerichtete
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4.6. Konstruktion und Bau der Prototypmaschine

Wicklungsachse ausgehärtet. Nach dem Aushärten kann die fertige Formspule (Abb. 4.33(g))
durch Demontage der Wickelvorrichtung entformt werden. Dieser Vorgang wird durch den
geteilten Wickelkern erleichtert. Durch die diagonale Verschiebung der Kernteile gegenein-
ander wird die durch den Drahtzug verursachte Klemmung des Kerns gelöst.

Der Wickelvorgang führt zu einer näherungsweise orthozyklischen Wicklung. Dank der vor-
gefertigten Spulen und der Einzelzahnkörper, auf die die Spulen aufgeschoben werden, wer-
den die für Runddrahtspulen sehr hohen Füllfaktoren erreicht. Der Kupferfüllfaktor bezüg-
lich der Wickelfenster, welche in Abb. A.19(a) eingetragen sind, beträgt für die Unterschicht
kCu,Us = 0,658 und für die Oberschicht kCu,Os = 0,700. Der Kupferfüllfaktor bezogen auf die
gesamte Nutfläche inklusive Nutöffnung und aller Isolationsmaterialien beträgt 0,533. Das

(a) Linearwickelmaschine (b) Zugkraftgeregelte
Drahtzuführung

(c) Drahtzuführung im
Wickelkopf

(d) Windungsschritt im
Wickelkopf

(e) Wickelvorrichtung auf
Linearwickler

(f) Lagensprung

(g) Fertig gewickelte und
ausgehärtete

Oberschicht-Formspule

(h) Schnittmodell einer
Oberschicht-Formspule

(i) Orthozyklisches Wickelbild
(Detail aus Abb. 4.33(h))

Abb. 4.33.: Wickelvorgang der vorgefertigten Statorzahnspulen.
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4.6. Konstruktion und Bau der Prototypmaschine

Wickelbild wurde anhand der Anfertigung eines Schnittmodells einer zufällig ausgewählten
Oberschichtspule überprüft (Abb. 4.33(h)). Die polierten Schnittfläche in Abb. 4.33(i) zeigt
den annähernd lunkerfreien Verguss und die exakte Einhaltung des im Vorfeld entworfenen
Wickelbildes für den zur Verfügung stehenden Nutraum (Abb. A.19(a)). Das transparente
Harz, in welches das Schnittmodell der Spule eingebettet ist, dient nur der mechanischen
Stabilisierung des Schnittmodells und ist bei den verbauten Spulen nicht vorhanden.

Die Verschaltung der Formspulen wird auf der Nichtantriebsseite durchgeführt. Entsprechend
dem Wickelschema in Abb. 4.36 und in Abb. 4.37 werden nur die Spulen einer Spulengruppe
im Wickelkopf durch Hartlöten in Serie geschaltet. Die Anschlüsse, d. h. Hin- und Rück-
leiter, aller Spulengruppen sind auf ein Klemmenbrett (Abb. 4.35) in einem externen Klem-
menkasten ( 1 in Abb. 5.2) geführt. Die einfache Kabellänge beträgt ca. 2,5m. Als Zuleitung
wird eine Kupferschaltlitze mit 2,5mm2 Leiterquerschnitt verwendet. In der Wicklung sind
26 Pt100 Temperaturfühler mit Dreileiteranschluss verbaut. Die Lage und Bezeichnung der
Pt100-Elemente ist im Wickelschema in Abb. 4.36 eingetragen. Die Pt100-Elemente in der
Nutmitte befinden sich in der Lagenisolation zwischen Ober- und Unterschichtspule. Die
Pt100-Elemente in den Wickelköpfen befinden sich stets in der wärmeren Oberschicht auf
der Innenseite des Wickelkopfs.

1

2

3

4

Abb. 4.34.: CAD-Explosionsdarstellung
(Inventor [135]) der Wickelvorrichtung
für Zahnspulen der Unterschicht: 1

Grundplatte; 2 geteilter Wickelkern; 3

Deckplatte; 4 seitliche Pressbacke.

Abb. 4.35.: Klemmenbrett im externen
Schaltkasten (vgl. 1 in Abb. 5.2) mit
Strommesswandlern.
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Abb. 4.36.: Wickelschema des Prototyps mit Pt100-Temperaturfühlern (rot, 2. Stelle T).
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Abb. 4.37.: Verschaltung des Prototyps auf der Nichtantriebsseite.
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5. Prototypmaschine: Vermessung

Die Vermessung der Prototypmaschine wurde im Labor des Instituts für Elektrische Energie-
wandlung, TU Darmstadt durchgeführt. Nach Leerlauf- und Dauerkurzschlussversuch wird
das lastabhängige Betriebsverhalten bei Bemessungsdrehzahl mit Schwerpunkt auf der Ro-
torverlustbestimmung für verschiedene Stator-Speise-Topologien untersucht. Anschließend
erfolgt der Erwärmungslauf und die Aufnahme von Drehzahl-Drehmoment-Kennlinien. Ab-
schließend wird der dreiphasige Stoßkurzschluss aus dem Leerlauf durchgeführt, um die Ent-
magnetisierfestigkeit nachzuweisen.

5.1. Prüfstand und Messmittel

5.1.1. Prüfstand

Der verwendete Prüfstand ist in Abb. 5.1 als Blockschaltbild dargestellt. Ansichten des Prüf-
stands befinden sich in Abb. 5.2 als Fotografie und als 3D-CAD-Modell. Darin sind die Prüf-
standskomponenten nummeriert und werden in Tab. 5.1 entsprechend aufgelistet. Im Anhang
in Abb. A.20 sind weitere Fotografien der Wärmetauscher und der Umrichter enthalten.

M1

Drehmoment-

messflansch

Getriebe

=

~

M2

VSI 1 VSI 2

DC-Zwischenkreis: 650 V

=

~

Netz:

3 AC 400V 50 Hz

AFE

HEX 1 HEX 2

~

=

Abb. 5.1.: Blockschaltbild des Prüfstands (AFE: Active-Front-End, VSI: Voltage-Source-
Inverter, HEX: Heat exchanger, M1: Prototypmaschine, M2: Prüfstandsmaschine).

Die Prototypmaschine M1 ist über einen Drehmomentmessflansch und ein Getriebe (Über-
setzung i = 8,71) mit der schneller drehenden Lastmaschine M2 gekuppelt. Beide Maschinen
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1 32 4 5 6 7 8 9 10

(a) Fotografie

1 2 3 4 5 6 7 8 9 10

(b) 3D-CAD-Modell (Inventor [135])

Abb. 5.2.: Verwendeter Prüfstand im Labor des Instituts für Elektrische Energiewandlung,
TU Darmstadt. Prüfstandskomponenten in Tab. 5.1.

M1 und M2 verfügen über getrennte Wasserkühlkreisläufe mit separaten Kühlmittelpumpen
und Luft-Wasser-Wärmetauschern HEX 1/2.

Als Prüfstandsmaschine M2 wird eine von Herrn Dr.-Ing. Lehr am Institut für Elek-
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Tab. 5.1.: Prüfstandskomponenten

Darstellung Beschreibung Hersteller

Abb. 5.1
VSI 1

Zweipunkt-Wechselrichter NXI 05905 [139]
UDC = 650V, fT = 6kHz, Imax = 590A
Adapterkarte OPT-A4 [140]

Danfoss
(Vacon) [F9]

Abb. 5.1
VSI 2

Zweipunkt-Wechselrichter NXI 02615 [139]
UDC = 650V, fT = 6kHz, Imax = 261A
Adapterkarte OPT-AK [141]

Danfoss
(Vacon) [F9]

Abb. 5.1
AFE

Active-Front-End: NXA 03256 [142] und
DC/DC-Wandler: NXI 04166 [143]

Danfoss
(Vacon) [F9]

Abb. 5.1
HEX 1/2

Wasser-Luft-Wärmetauscher mit Zwangsbelüftung und
Kühlmittelpumpe (s. Abb. A.20(a))

Institut EW

Abb. 5.2 1 Schaltkasten Institut EW
Abb. 5.2 2 Winkelfuß der Prototypmaschine Henke [F10]
Abb. 5.2 3 Prototypmaschine Institut EW
Abb. 5.2 4 Drehmomentmessflansch: T40B MN = 5kNm [144] HBK [F11]
Abb. 5.2 5 Kupplung Prototypmaschine: Ganzstahlkupplung

N-ARPEX ARN-6 DEN 203-6 [145]
Flender
[F12]

Abb. 5.2 6 Getriebe: Dreistufiges Stirnradgetriebe R137 AD 7 mit i=
8,71 [146]

SEW [F13]

Abb. 5.2 7 Kupplung Lastmaschine: Ganzstahlkupplung
ARPEX ARS-6 165-6 [147]

Flender
[F12]

Abb. 5.2 8 Winkelfuß der Lastmaschine Institut EW
Abb. 5.2 9 Lastmaschine: PMSM mit vergrabenen Permanentma-

gneten [148]
Institut EW

Abb. 5.2 10 Maschinenfundament unbekannt

trische Energiewandlung, TU-Darmstadt ausgelegte und gebaute permanentmagnet-
erregte Synchronmaschine mit vergrabenen NdFeB-Magneten und einer Zweischicht-
Zahnspulenwicklung mit q = 1/2 Nuten pro Pol und Strang und einer Polzahl 2p = 16
verwendet. Die Maschine hat eine Bemessungsdrehzahl nN = 1000min-1 und ein Bemes-
sungsdrehmoment MN = 431Nm. In diesem Bemessungspunkt betragen die elektrischen
Stranggrößen der in Stern geschalteten Maschine Us,N = 192V und Is,N = 96,3A. Im
Überlastbetrieb kann die Maschine ein Drehmoment von bis zu 600Nm erreichen. Als
Rotorlagegeber ist der Sinus-Drehgeber S21 von Hengstler verbaut [149]. Weitere Maschi-
nendaten sind in [148] unter der Bezeichnung „PMSM_VM“ zu finden.

Elektrisch werden beide Maschinen über je einen eigenen Zweilevel-Spannungszwischenkreis-
Wechselrichter VSI 1/2 gespeist. Die beiden Zweilevel-Spannungszwischenkreis-
Wechselrichter VSI 1/2 sind über einen gemeinsamen Gleichspannungszwischenkreis
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mit UDC = 650V gekoppelt. Taktfrequenz beider Wechselrichter ist fT = 6kHz. Der Gleich-
spannungszwischenkreis ist über eine aktive Einspeise-Rückspeiseeinheit (Active-Front-End
AFE) mit dem dreiphasigen öffentlichen 400V-Netz (50Hz) verbunden. Bedingt durch den
höheren Eingangsspannungsbereich der AFE wird für den Netzanschluss ein hochsetzender
Stelltransformator verwendet. Der Gleichspannungszwischenkreis der beiden Wechselrichter
VSI 1/2 wird durch einen geregelten DC/DC-Wandler gespeist. Stelltransformator und
DC/DC-Wandler sind im Blockschaltbild in Abb. 5.1 nicht dargestellt.

Die Regelung erfolgt für beide Maschinen feldorientiert mit jeweils einem Rotorlagegeber
pro Maschine. Zum Betrieb des Inkrementalgebers der Prototypmaschine und des Sinus-
Drehgebers der Prüfstandsmaschine an den Wechselrichtern werden die in Tab. 5.1 aufge-
führten Adapterkarten verwendet. Während die feldorientierte Regelung der Prototypmaschi-
ne nur eine Drehmoment- bzw. Stromvorgabe aufweist, ist der feldorientierten Regelung der
Prüfstandsmaschine eine Drehzahlregelung überlagert, die die Betriebsdrehzahl einstellt.

5.1.2. Messmittel und Unsicherheiten

In diesem Abschnitt werden die am Prüfstand eingesetzten Messmittel mit ihrer jeweiligen
Typ B Messunsicherheit u vorgestellt. Die Messunsicherheit u vom Typ B wird ohne Wieder-
holungsmessungen aus Angaben des Herstellers bzw. des Kalibrierscheins abgeleitet [150]
und bezeichnet die Standardabweichung der als normalverteilt angenommenen Messwerte
um den wahren Wert. Dementsprechend liegen 68% der Messwerte in einem Intervall ±u
um den wahren Wert, 95% der Messwerte in einem Intervall ±2u um den wahren Wert und
99% der Messwerte in einem Intervall ±3u um den wahren Wert. Für Messmittel, bei denen
der Hersteller im Datenblatt eine maximale Messunsicherheit a angibt, wird unter der Annah-
me der Gleichverteilung der Messabweichung in den Grenzen ±a die Standardabweichung u
der Messungen nach (5.1) berechnet [150].

u =
a√
3

(5.1)

Ferner werden, wie in [151] ausdrücklich für die Leistungsmesskarte erläutert, die Null-
punktsabweichung und der Verstärkungsfehler der Messmittel als unabhängig voneinander
angenommen. Die kombinierte Unsicherheit u errechnet sich nach (5.2) aus den einzelnen
Unsicherheiten ui.

u =

⌜⃓
⎷⃓ N

∑
i=1

u2
i (5.2)
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5.1.2.1. Elektrische Größen

Ströme, Spannungen und elektrische Leistungen werden mit dem kombinierten Leistungs-
messgerät und Datenrekorder GEN4tB [152] der Firma HBK mit der elektrischen Messkar-
te GN310B [151] gemessen. Die Messkarte verfügt über Spannungseingänge und interne
Messshunts zur Strommessung. Durch den externen Kompensationsstromwandler CTS600ID
[153] werden die zu messenden Ströme für den relativ kleinen Messbereich der Shunts
übersetzt. Da der Sternpunkt der Maschine herausgeführt ist, werden die Strangströme und
-spannungen in allen drei Strängen gemessen. Die Details zu Messbereichen und resultieren-
den Unsicherheiten sind in Tab. 5.2 aufgeführt.

Tab. 5.2.: Messmittel für elektrische Größen und deren Genauigkeit, RD: Ablesewert, FS:
Messbereichsendwert (Spitzenwert), u: (kombinierte) Messunsicherheit.

Elektrische Leistungsmessung

1.0 Grundgerät

HBK, Leistungsmessgerät und Datenerfassungssystem GEN4tB [152]

1.1 Spannungsmessung Us,1

HBK, Leistungsmesskarte GN310B [151], 3 Spannungskanäle,
verwendeter Messbereich bei Umrichterspeisung FS = 1500V

u =

√︂
(0,01% ·RD)2 +(0,01% ·FS+10mV)2/

√
3

1.2 Strommessung Is,1

HBK, Leistungsmesskarte GN310B [151], 3 Stromkanäle,
verwendeter interner Messshunt Rshunt = 0,33Ω
HBK, Kompensationsstromwandler CTS600ID [153]
sekundärer Messbereich FS′ = 0,6A,
Übersetzungsverhältnis ü = 1500/5

u =

√︂
(0,05% ·RD)2 +

(︁
(0,005% ·FS′+200µA) · ü

)︁2
/
√

3

1.3 Phasenwinkel ϕs,1

HBK, Leistungsmesskarte GN310B [151]

u =

⎧
⎪⎪⎨
⎪⎪⎩

0,03°/
√

3 f ≤ 2kHz
0,04°/

√
3 2kHz < f ≤ 10kHz

1°/
√

3 f > 10kHz

1.4 Frequenz f

HBK, Leistungsmesskarte GN310B [151]
u = 0,01% ·RD/

√
3
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5.1. Prüfstand und Messmittel

5.1.2.2. Mechanische Größen und Stromwinkel im dq-System

Zwischen der Rotorglocke der Prototypmaschine und Getriebekupplung ist der Drehmoment-
Messflansch T40B mit einem Nenndrehmoment von 5kNm der Firma HBK verbaut [144].
Der Messflansch erfasst das Wellendrehmoment Mm, die Drehzahl n bzw. Winkelgeschwin-
digkeit Ωm und den mechanischen Verdrehwinkel γm. Die Details zu Messbereichen und
resultierenden Unsicherheiten sind in Tab. 5.3 aufgeführt.

Tab. 5.3.: Messmittel für mechanische Größen und deren Genauigkeit, RD: Ablesewert, FS:
Messbereichsendwert (Spitzenwert), u: (kombinierte) Messunsicherheit.

Mechanische Leistungsmessung

2.0 Grundgerät

HBK, Messflansch T40B [144], Nenndrehmoment FS = 5kNm,
Drehzahlmesssystem mit Referenzimpuls

2.1 Drehmoment Mm

ohne Kompensation der Nullpunktsabweichung

u =

⎧
⎪⎪⎪⎪⎨
⎪⎪⎪⎪⎩

√︂
(0,01% ·FS)2 +(0,03% ·FS)2/

√
3 RD ≤ 0,2 ·FS√︂

(0,02% ·FS)2 +(0,03% ·FS)2/
√

3 0,2 ·FS < RD ≤ 0,6 ·FS√︂
(0,03% ·FS)2 +(0,03% ·FS)2/

√
3 RD > 0,6 ·FS

mit Kompensation der Nullpunktsabweichung

u =

⎧
⎪⎪⎨
⎪⎪⎩

0,01% ·FS/
√

3 RD ≤ 0,2 ·FS
0,02% ·FS/

√
3 0,2 ·FS < RD ≤ 0,6 ·FS

0,03% ·FS/
√

3 RD > 0,6 ·FS

2.3 Drehzahl n

u = 0,001% ·RD/
√

3

Der gemessene mechanische Drehwinkel γm wird mit Hilfe einer Nullpunktverschiebung in
der Messsoftware Perception [154] der Firma HBK so kalibriert, dass er an der d-Achse
ausgerichtet ist. Dazu wird vor Messbeginn ein generatorischer Leerlaufversuch durchge-
führt und der Kompensationswinkel so bestimmt, dass die Leerlaufspannung nur eine q-
Komponente aufweist. Damit steht der elektrische Rotorverdrehwinkel γ zwischen der ma-
gnetischen Achse des Strangs U und der N-Pol-Achse des Rotors nach (5.3) zur Verfügung.
Dies ermöglicht die direkte Berechnung der Raumzeiger der Messgrößen Statorstrom und
Statorspannung im dq-System nach der Park-Transformation in (4.83).

γ = p · γm (5.3)
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5.1. Prüfstand und Messmittel

Die Messsoftware Perception [154] der Firma HBK führt insbesondere eine Berechnung des
Statorstromwinkels β als Winkel des über eine Grundschwingungsperiode T gemittelten,
kontinuierlich aus den gemessenen Strangströmen iU(t), iV(t) und iW(t) nach (4.83) berech-
neten dq-Statorstromraumzeigers is(t) nach (5.4)–(5.6) durch.

is(t) = id(t)+ j · iq(t) (5.4)

īs =
1
T
·

t0+T∫︂

t0

is(t)dt (5.5)

β = arctan2
(︂

Im
{︁

īs
}︁
,Re

{︁
īs
}︁)︂

(5.6)

5.1.2.3. Weitere Messmittel

Die weiteren Messmittel sind in Tab. 5.4 aufgeführt und werden nachfolgend kurz vorgestellt.
Die Gleichstromwiderstandsmessung der Statorwicklung erfolgt mit dem Widerstandsmess-
gerät Resistomat Typ 2316 von Burster mit Vierleiteranschluss [155].

Tab. 5.4.: Weitere Messmittel und deren Genauigkeit, RD: Ablesewert, FS: Messbereichs-
endwert (Spitzenwert), u: (kombinierte) Messunsicherheit.

Weitere Messmittel

3.1 Ohmmeter

Burster, Resistomat Typ 2316, [155]
verwendeter Messbereich FS = 2Ω
u =

√︂
(0,03% ·RD)2 +(0,3mΩ)2/

√
3

3.2 PT100-Temperaturmesswiderstand

HBK, Universalmesskarte GN840B [156]

u =

√︂
(0,04% ·RD)2 +(0,25°C)2/

√
3

3.3 Infrarotthermometer

Optris, Optris CS [157]
u = 1,5°C/

√
3

Die 26 PT100-Temperaturfühler der Statorwicklung werden mit dem Datenerfassungssystem
GEN4tB [152] der Firma HBK mit der Universalmesskarte GN840B [156] im Dreileiteran-
schluss ausgewertet. Die Lage und Bezeichnung der Messstellen ist in Abb. 4.36 dargestellt.

Die Rotortemperatur wird durch das Infrarotthermometer Optris CS [157] der Firma Op-
tris gemessen. Das Infrarotthermometer erfasst die Oberflächentemperatur der Rotorglocke
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5.2. Leerlaufbetrieb und Dauerkurzschlussbetrieb

in der axialen Mitte der Mantelfläche. Die Rotoroberfläche ist mit einem Alkydharzlack be-
schichtet und weist einen definierten Emissionsgrad ε = 0,95 im Infrarotbereich auf. Dieser
Wert wurde anhand eines lackierten Probestücks im aufgeheizten Zustand durch Vergleich
der Infrarotmessung mit einem separaten Berührungsthermometer validiert.

5.2. Leerlaufbetrieb und Dauerkurzschlussbetrieb

Leerlaufbetrieb und Kurzschlussbetrieb werden für die vollständig gespeiste Maschine mit
a= 4 parallelen Zweigen je Strang (Abb. 4.5) durchgeführt. Die Messungen werden unter an-
derem für die spätere Bestimmung der Statorummagnetisierungsverluste in Abschnitt 5.3 ver-
wendet, welche dann für die bilanzielle Berechnung der Rotorverluste herangezogen werden.
Da die Ermittlung der Rotorverluste für eine Magnettemperatur von ϑM ≈ 20°C durchgeführt
wird, werden im Folgenden die Leerlaufspannung und das generatorische Schleppmoment
auch bei dieser Magnettemperatur gemessen. Für den Vergleich von simulierter und gemes-
sener Leerlaufspannung wird der Leerlaufversuch bei der Bemessungsdrehzahl nN = 60min-1

im betriebswarmen Zustand mit einer Magnettemperatur ϑM ≈ 80°C durchgeführt.

5.2.1. Generatorischer Leerlaufbetrieb

Die oszillografierte generatorische Leerlaufspannung u0(t) des Strangs U bei Bemessungs-
drehzahl nN = 60min-1 ist in Abb. 5.4(a) gemeinsam mit der daraus berechneten Grund-
schwingung u0,1(t) dargestellt. Das auf die Grundschwingung bezogene Spannungsspektrum
ist zusammen mit den simulierten Daten aus Abschnitt 4.4.1 in Abb. 5.4(b) dargestellt und
zeigt weitgehende Übereinstimmung.

Der Vergleich der gemessenen und simulierten Leerlaufspannung bei Bemessungsdrehzahl
nN = 60min-1 für verschiedene Magnettemperaturen ϑM in Abb. 5.3 zeigt, dass die simu-
lierte Leerlaufspannung stets größer ist als die gemessenen Werte. Typischerweise beträgt

Abb. 5.3: Vergleich der Tempera-
turabhängigkeit der gemessenen
(Strang U) und simulierten (JMAG)
generatorischen Leerlaufstrang-
spannung U0,1 als Grundschwing-
ungseffektivwert in Abhängigkeit
der Magnettemperatur ϑM bei
n = 60min-1. Verschaltung mit
a = 4 parallelen Zweigen (s. Abb.
4.5).
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Abb. 5.4.: Gemessene (Strang U) und simulierte generatorische Leerlaufstrangspannung der
Prototypmaschine bei n = 60min-1, Magnettemperatur ϑM ≈ 20°C und Verschal-
tung mit a = 4 parallelen Zweigen (s. Abb. 4.5).

die Abweichung einen halben Prozentpunkt und ist damit als relativ gering zu bewerten.
Dieses Ergebnis ist im Vergleich zu früher am Institut für Elektrische Energiewandlung, TU
Darmstadt berechneten und gebauten PM-Synchronmaschinen typisch [148, 158, 159]: Fast
immer waren die berechneten Leerlaufspannungen etwas kleiner als die gemessenen Leer-
laufspannungen, was unter anderem auf unvermeidliche parasitäre kleine Luftspalte infolge
der nötigen Einbautoleranzen zurückzuführen sein dürfte.

Für die Synthese eines Modells der Statorummagnetisierungsverluste in Abschnitt 5.3.1.3
wird der generatorische Leerlaufversuch für verschiedene Drehzahlen durchgeführt. Die ge-
messene Leerlaufspannung und das Schleppmoment sind in Abb. 5.5 inklusive einer linea-
ren Regression dargestellt. Die Messunsicherheit der Drehmomentmessung ist aufgrund der
hochpräzisen Messwelle und der Kompensation der Nullpunktsabweichung durch Mittlung
der Messung aus Links- und Rechtslauf trotz des im Vergleich zum Leerlaufmoment ho-
hen Nennmoments (5kNm) der Drehmomentmesswelle akzeptabel. Bei Bemessungsdrehzahl
nN = 60min-1 beträgt das mittlere Schleppmoment M0(nN) = 19,41Nm mit einer Unsicher-
heit u = 0,29Nm.

5.2.2. Dreiphasiger Dauerkurzschlussbetrieb

Der Verlauf des über der Drehzahl n gemessenen Dauerkurzschlussmoments M(n) und des
Dauerkurzschlussstroms Is(n) bei angetriebener Maschine mit ϑCu = 22°C . . .34°C und
ϑM = 22°C ist in Abb. 5.6 dargestellt. Aufgrund der relativ großen Statorinduktivität be-
trägt der maximale Dauerkurzschlussstrom Isc(n → ∞) ≈ 32,4A, was unterhalb des Bemes-
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Abb. 5.5.: Drehzahlabhängiger generatorischer Leerlauf mit Verschaltung a = 4 und der Ma-
gnettemperatur ϑM = 22°C: (a) Gemessene Grundschwingungseffektivwerte der
Strangspannungen U0,1 und lineare Regressionsfunktion U0,1( fs); (b) Gemessenes
generatorisches Schleppmoment M0 in Links- und Rechtslauf und lineare Regres-
sionsfunktion M0(n).

sungsstromes Is,N = 33,2A liegt, sodass der Dauerkurzschluss thermisch dauernd zulässig
ist. Auf Grund des hohen Strombelags ist die Statorwindungszahl je Strang so groß, dass
die große Statorwicklungsinduktivität den Kurzschlussstrom auf einen Wert kleiner als den
Bemessunggstrom begrenzt, was typisch für hoch ausgenutzte PM-Synchronmaschinen ist.
Hinzu kommt der strombegrenzende Effekt des hohen Unter- und Oberwellenstreuanteils der
verwendeten Zahnspulenwicklung.

Die analytisch berechneten Verläufe basieren auf dem linearen Maschinenmodell aus Ab-
schnitt 4.5.1 mit konstanten ESB-Parametern im stationären Zustand. Unter Vernachlässigung
von Reibungs- und Ummagnetisierungsverlusten werden auf Grundlage der Messwerte durch
numerische Optimierung die ESB-Parameter Rs, Ld und Lq bestimmt. Die Statorflussverket-
tung des Rotorflusses ΨM = U0,1/(

√
2 · π · f ) ist dabei entsprechend dem Leerlaufversuch

fest vorgegeben. Der Kurzschlussstrom Isc und das Kurzschlussdrehmoment werden nach
(5.7) und (5.8) aus den Ersatzschaltbildparametern berechnet („Analytik“ in Abb. 5.6).

Isc,d =− ωs ·ΨM/
√

2
Rs

2

ωs·Lq
+ωs ·Ld

Isc,q =
Rs

ωs ·Lq
· Isc,d Isc =

√︂
Isc,d

2 + Isc,q
2 (5.7)

M = m · p ·
[︃

ΨM√
2
· Iq +

(︁
Ld −Lq

)︁
· Id · Iq

]︃
(5.8)
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Abb. 5.6.: Vergleich des gemessenen und analytisch berechneten dreiphasigen Dauerkurz-
schlusses mit der Verschaltung a = 4; ϑCu = 22°C . . .34°C und ϑM = 22°C;
(a) Kurzschlussdrehmoment Msc; (b) Grundschwingungseffektivwert des Kurz-
schlussstrangstromes Isc (in Strang U).

Optimierungsziel ist die Minimierung der Fehlerquadrate zwischen gemessenem und analy-
tisch berechnetem Dauerkurzschlussmoment und -strom. Vorgaben und Ergebnisse sind in
Tab. 5.5 zusammengefasst.

Die Abweichungen im Bereich des größten Dauerkurzschlussmoments bei fs ≈ 1,5Hz sind
durch die konstanten Ersatzschaltbildparameter des analytischen Modells bedingt. Im ge-
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nannten Bereich tritt ein signifikanter q-Strom auf, der sättigungsbedingt zu verringerten In-
duktivitäten und einer abweichenden Polradspannung im Vergleich zum Bereich n ≥ 30min-1

mit betragsmäßig kleinerem q-Strom führt.

Tab. 5.5.: Leerlauf- und Kurzschlussversuch der Prototypmaschine bei Raumtemperatur

Messwerte: Temperaturen

mittlere Leitertemperatur der Statorwicklung ϑCu 22°C . . . 34°C
Rotortemperatur (ca. Magnettemperatur) ϑry ≈ ϑM 22°C

Messwerte: Generatorischer Leerlauf

Drehzahl n 60,00min-1

effektive Leerlaufspannung Up 201,9V

errechnete Ersatzschaltbildparameter

Statorstrangwiderstand Rs 516,7mΩ
PM-Flussverkettung ΨM der Statorwicklung je Strang 2,272Vs
Synchroninduktivität der Längsachse Ld 49,50mH
Synchroninduktivität der Querachse Lq 49,50mH

5.3. Einzelverlustbestimmung

Hauptziel der Messkampagne mit der Prototypmaschine ist die messtechnische Bestimmung
der Rotorverluste, welche als Differenz der gemessenen Grundschwingungsverluste und den
übrigen Einzelverlusten berechnet werden. Die dazu benötigten Einzelverlustmodelle sowie
deren Unsicherheiten werden in diesem Abschnitt behandelt. Eine Übersicht der involvierten
Leistungen und Einzelverluste ist in Tab. 5.6 gegeben. Der Leistungsfluss wird in Abb. 5.7
dargestellt. Die dargestellten Vorzeichen ergeben sich aus der Verwendung des Verbraucher-
zählpfeilsystems beim untersuchten Generatorbetrieb.

Die mechanische Aufnahmeleistung (−Pm) wird verlustbehaftet in die elektrische Grund-
schwingungsleistung (−Pel,1) gewandelt. Vereinfachend werden dabei vier Verlustgruppen
berücksichtigt: Lagerreibungsverluste Pfr, Statorummagnetisierungsverluste bei Stromgrund-
schwingungsspeisung PFe,s,1, Statorstromwärmeverluste PCu,s und die Rotorwirbelstromver-
luste bei Stromgrundschwingungsspeisung Pr,1. Durch den Betrieb der Prototypmaschine am
Spannungszwischenkreisumrichter treten geringe Spannungs- und Stromoberschwingungen
auf, die eine relativ kleine aufgenommene elektrische Oberschwingungsleistung Pel,o zur De-
ckung der Oberschwingungsverluste nach sich ziehen. Die Oberschwingungsverluste sind im
Wesentlichen zusätzliche Ummagnetisierungsverluste im Stator PFe,s,o und Rotor Pr,o. Wich-
tig ist festzuhalten, dass diese Oberschwingungsverluste im Wesentlichen durch elektrische
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Tab. 5.6.: Übersicht der Leistungen und Einzelverluste

(−Pm) mechanische Aufnahmeleistung
(−Pel,1) elektrische Grundschwingungsabgabeleistung

Pfr mechanische Lagerreibungsverluste
PFe,s,1 Statorummagnetisierungsverluste bei Stromgrundschwingungsspeisung
PCu,s Statorstromwärmeverluste
Pr,1 Rotorwirbelstromverluste bei Stromgrundschwingungsspeisung

Pel,o aufgenommene elektrische Oberschwingungsleistung (Umrichtereinfluss)
PFe,s,o zusätzliche Statorummagnetisierungsverluste durch Stromoberschwingungen
Pr,o zusätzliche Rotorwirbelstromverluste durch Stromoberschwingungen

−Pm

Pel,o

Pfr PFe,s,1 PCu,s Pr,1

−Pel,1

PFe,s,o Pr,o

Abb. 5.7.: Leistungsfluss bei Umrichterspeisung im Generatorbetrieb. Links: Aufgenommene
mechanische Leistung (−Pm) und aufgenommene elektrische Oberschwingungs-
leistung Pel,o. Rechts: Abgegebene elektrische Grundschwingungsleistung −Pel,1.
Oben: Grundschwingungsverluste. Unten: Zusätzliche Oberschwingungsverluste.

Oberschwingungsleistung und nicht durch mechanische Leistung gedeckt werden. Während
diese Aussage für PFe,s,o plausibel ist, bedarf es einer genaueren Betrachtung im Fall der ober-
schwingungsbedingten Rotorwirbelstromzusatzverluste Pr,o. Die Frequenzen der Spannungs-
bzw. Stromoberschwingungen des Spannungszwischenkreisumrichters liegen gruppiert um
Vielfache der Taktfrequenz fT = 6kHz. Die resultierenden Statorluftspaltfeldwellen laufen
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daher für alle relevanten räumlichen Statorfeldharmonischen bezogen auf die mechanische
Drehzahl des Rotors derart schnell um, dass der Schlupf nach (2.53) stets näherungsweise
s≈ 1 ist. Nach (2.106) bedeutet dies, dass die Rotorverluste näherungsweise als Luftspaltleis-
tung aus elektrischer Statorleistung gedeckt werden und nicht mechanisch durch −Pm. Daher
wird die gesamte gemessene mechanische Eingangsleistung −Pm zur indirekten Berechnung
der grundschwingungsbedingten Rotorwirbelstromverluste Pr,1 herangezogen. Eine experi-
mentelle Trennung der oberschwingungsbedingten Stator- und Rotorverluste ist schwierig
und findet nicht statt. Schlussendlich werden die grundschwingungsbedingten Rotorwirbel-
stromverluste nach (5.9) ermittelt.

Pr,1 = (−Pm)− (−Pel,1)−Pfr −PFe,s,1 −PCu,s (5.9)

Während (−Pm) und (−Pel,1) als Messwerte zur Verfügung stehen, werden die Einzelverluste
Pfr, PFe,s,1 und PCu,s modellbasiert für jeden Messpunkt berechnet. Die verwendeten Modelle
basieren ihrerseits im Wesentlichen auf Messungen, werden jedoch fallweise durch externe
Daten, wie zum Beispiel numerische Simulationsergebnisse zur Statorstromverdrängung in
den Nutenleitern und Verlustkennlinien des Statorblechs ergänzt [E15].

5.3.1. Einzelverlustmodelle

5.3.1.1. Statorstromwärmeverluste

Die Statorstromwärmeverluste werden aus den gemessenen Effektivwerten der Strangströ-
me IU, IV und IW sowie einem geschätzten Wechselstromwiderstand der Statorwicklung je
Strang Rs,AC berechnet. Der geschätzte Wechselstromwiderstand basiert seinerseits auf den
je Strang gemessenen Gleichstromwiderständen bei Umgebungstemperatur, welche anhand
von Temperaturmessdaten von acht der insgesamt 26 in der Statorwicklung untergebrach-
ten Pt100-Messwiderständen korrigiert werden. Darüber hinaus wird auch eine Korrektur zur
Berücksichtigung der Stromverdrängung in den Nutenleitern durchgeführt.

Der Gleichstromwiderstand bei ϑCu,0 = 22,0°C wurde für jeden Strang mit dem Ohmmeter
Resistomat Typ 2316 [155] gemessen und zu Rs,DC = 471,3mΩ gemittelt. Um die während
der Messreihe zur lastabhängigen Rotorverlustbestimmung auftretende Statorwicklungser-
wärmung so gering wie möglich zu halten, wurde der Prototyp jeweils nur kurz für die Dauer
einer Messung belastet. Dadurch konnte die Erwärmung der Statorwicklung über alle Mes-
sungen in den einzelnen Messpunkten auf unter 40K begrenzt werden, wobei die mittlere
Erwärmung deutlich darunter liegt. Trotzdem wird der Statorwiderstand für jeden Messpunkt
entsprechend den synchron aufgezeichneten Temperaturmessdaten unter Berücksichtigung
des Temperaturkoeffizienten des elektrischen Widerstands von Kupfer αCu = 1/(255K) kor-
rigiert. Die Berechnung der temperaturabhängigen Statorstromwärmeverluste unter Berück-
sichtigung der temperaturabhängigen Wirbelstromzusatzverluste ist in Abschnitt 4.2.1.2 er-
läutert, da es im Wesentlichen dem Modell zur Berechnung der Statorstromwärmeverluste
entspricht, welches bei der Maschinenauslegung zum Einsatz kommt.
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5.3.1.2. Reibungsverluste

Aufgrund der relativ geringen Bemessungsdrehzahl nN = 60min−1 sind die Luftreibungsver-
luste vernachlässigbar klein. Es werden daher nur die Lagerreibungsverluste betrachtet. Zur
Lagerung der Rotorglocke wird ein Personenkraftwagen-Radlager des Typs VKBA 6666 von
SKF eingesetzt [F1]. Es handelt sich hierbei um ein Radlager der dritten Generation mit zwei
abgedichteten Schrägkugellagern in O-Anordnung und Wälznietbund [160]. Die Vorteile die-
ser Lagergeneration sind die kompakte Bauweise, die Lebensdauerschmierung und feste Ein-
stellung des Lagerspiels. Der Bewegungswiderstand eines Wälzlagers kann über empirische
Formeln abhängig von Geometrie, Belastung, Drehzahl und Temperatur berechnet werden
[161, 162]. Die Reibung der Dichtelemente, welche mehr als die Hälfte der Gesamtreibung
eines Radlagers ausmachen kann [163], muss separat berücksichtigt werden.

Im vorliegenden Fall werden Messergebnisse für die Abschätzung der Reibungsverluste her-
angezogen. Für fünf Radlager vergleichbaren Typs wurden vom Hersteller SKF gemessene
Reibmomente an unbelasteten und belasteten Radlagern bei verschiedenen Lagertemperatu-
ren mitgeteilt. Die Messungen wurden an vollständigen Radlagern durchgeführt und enthal-
ten daher auch die Reibung der Dichtelemente. Für die Abschätzung der Lagerreibung am
Prototyp werden aus den Messungen folgende Parameterkonfigurationen ausgewählt: Lager-
temperatur 22°C, keine mechanische Axial- und Radialbelastung und Drehzahlen in der Nähe
der Betriebsdrehzahl der Prototypmaschine. Die Lagerbelastung in der Prototypmaschine ist
im Vergleich zu den typischen Lagerbelastungen am Kraftfahrzeug gering, sodass die Aus-
wahl der Messreihen zum Reibungsmoment ohne Lagerbelastung gerechtfertigt ist. Durch
diese Auswahl ergeben sich aus den Messreihen von SKF folgende Mittelwerte:

Mfr(10min−1) = 0,59Nm Mfr(400min−1) = 1,48Nm. (5.10)

Eine lineare Interpolation ergibt das in (5.11) angegebene drehzahlabhängige Reib-
moment Mfr(n). Demnach beträgt das Lagerreibungsmoment bei Nenndrehzahl
Mfr(nN = 60min−1) = 0,70Nm.

Mfr(n) = 2,28 ·10−3 Nm · n
min−1 +0,567Nm (5.11)

5.3.1.3. Statorummagnetisierungsverluste

Das Modell zur Berechnung der Statorummagnetisierungsverluste basiert auf einer Messung
des Schleppmoments der Maschine im generatorischen Leerlauf. Die Schleppmomente wer-
den in beiden Drehrichtungen gemessen und anschließend gemittelt, um eine Nullpunktsab-
weichung des Drehmomentmessflansches zu kompensieren. Das in Abb. 5.5(b) dargestellte
Schleppmoment zeigt im betrachteten Drehzahlbereich näherungsweise eine lineare Dreh-
zahlabhängigkeit. Die lineare Regression des Schleppmoments M0,ges(n) wird in (5.12) bis
(5.14) um das ebenfalls linear von der Drehzahl abhängige Lagerreibungsmoment Mfr(n) aus
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(5.11) korrigiert, um das elektromagnetische Schleppmoment M0,el(n) zu erhalten. Dieses
Bremsmoment deckt die Ummagnetisierungsverluste im Stator und Rotor. Die darin enthal-
tenen Hystereseverluste sind proportional zur Drehzahl. Deshalb ist das resultierende Hyste-
resedrehmoment MHy drehzahlunabhängig und tritt in (5.14) als Konstante auf.

M0,ges(n) =−0,136Nm ·
(︂

n/min−1
)︂
−11,22Nm (5.12)

M0,el(n) = M0,ges(n)+Mfr(n) (5.13)

M0,el(n) =−0,134Nm ·
(︂

n/min−1
)︂
−10,65Nm⏞ ⏟⏟ ⏞

=MHy

(5.14)

Im Folgenden wird angenommen, dass die Hystereseverluste im Leerlauf vollständig im Sta-
torblechpaket auftreten, da im Leerlauf durch die Rotormagnete allein keine Ummagnetisie-
rung von Rotorkomponenten auftritt und die nutungsbedingte Flusspulsation vor allem Wir-
belstromverluste in den Rotorkomponenten hervorruft. Demnach wird angenommen, dass das
konstante elektromagnetische Hysteresebremsdrehmoment MHy die Statorhystereseverluste
deckt. Die Hystereseverluste dominieren bei der Bemessungsfrequenz fN = 20Hz die Stator-
ummagnetisierungsverluste. Trotz der Dominanz des Hystereseanteils an den Statorumma-
gnetisierungsverlusten werden, basierend auf den Verlustangaben des Blechherstellers, die
Wirbelstromverluste im Statorblechpaket abgeschätzt und bei der Berechnung der Statorum-
magnetisierungsverluste ergänzt. Grundlage für diese Korrektur ist das Jordan’sche Verlust-
modell in (5.15) [64].

PFe

mFe
= kHy · f ·B2

⏞ ⏟⏟ ⏞
=PHy

+kFt · f 2 ·B2
⏞ ⏟⏟ ⏞

=PFt

(5.15)

Da die Hystereseverluste PHy aus der Schleppmomentmessung bekannt sind, ist es zweck-
mäßig, die Wirbelstromverluste PFt relativ zu PHy zu berechnen (5.16). Mit den im Anhang
A.1.3 berechneten Verlustkoeffizienten kHy und kFt für das verwendete Elektroblech M350-
50A ergeben sich bei der Bemessungsfrequenz fN = 20Hz zusätzliche Wirbelstromverluste
in Höhe von 15% der Hystereseverluste.

PFt

PHy
=

kFt · f
kHy

(5.16)

Als Bezugspunkt für die nachfolgende Betrachtung der Last- und Drehzahlabhängigkeit der
Ummagnetisierungsverluste wird der generatorische Leerlauf (Is = 0A) bei der Bezugsfre-
quenz f0 = fN mit fN = 20Hz gewählt. Für diese Drehzahl beträgt die Leerlaufspannung
je Strang effektiv U0 = 202V. Die Statorummagnetisierungsverluste betragen nach (5.17)–
(5.19) PFe,0 = 76,9W und setzen sich zu 87% aus Hystereseverlusten zusammen, während
die Wirbelstromverluste nur einen Anteil von 13% haben.

PHy,0 =
2π · f0

p
·MHy = 66,9W (5.17)
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PFt,0 =
kFt · f0

kHy
·PHy,0 = 0,15 ·PHy,0 = 10,0W (5.18)

PFe,0 = PHy,0 +PHy,0 = 76,9W (5.19)

Für die Berechnung der Statorummagnetisierungsverluste bei beliebiger Frequenz f und be-
liebigem Statorstrom Is wird die Reaktanzspannung Ux nach (5.20) verwendet. Diese wird
aus den gemessenen Grundschwingungseffektivwerten von Statorstrom Is und Statorspan-
nung U s sowie deren Phasenverschiebung und unter Verwendung des Statorwechselstrom-
widerstands Rs,AC berechnet. Mit der Annahme, dass der für die Statorummagnetisierungs-
verluste maßgebliche magnetische Fluss die Reaktanzspannung Ux induziert, ergeben sich
die Statorhystereseverluste PHy und Statorwirbelstromverluste PFt nach (5.21) bzw. (5.22).
Gemeinsam bilden sie die gesamten Statorummagnetisierungsverluste PFe,s,1 (5.23).

Ux =U s −Rs,AC · Is (5.20)

PHy = PHy,0 ·
(︃

Ux

U0

)︃2
·
(︃

f0
f

)︃
(5.21)

PFt = PFt,0 ·
(︃

Ux

U0

)︃2
(5.22)

PFe,s,1 = PHy +PFt (5.23)

Fallweise werden die Statorummagnetisierungsverluste proportional zum Quadrat der Haupt-
feldspannung Uh = U s − (Rs + jXs,σ ) · Is modelliert. Dies hat die Nachteile, dass einerseits
die Statorstreureaktanz Xs,σ bekannt sein muss und dass sich andererseits ein signifikanter
Teil des magnetischen Statorstreuflusses über Statorzähne und Statorjoch schließt und somit
zu den Statorummagnetisierungsverlusten beiträgt, so dass der Abzug der Streufeldspannung
in der Formel nicht korrekt ist [164].

5.3.2. Kombinierte Messunsicherheit und Modellfehler

Da die Rotorverluste nach dem beschriebenen Verfahren als bilanzieller Rest von Verlust-
leistung und Einzelverlusten berechnet werden, kommt es zu dem Problem, dass die relativ
zur Bemessungsleistung kleinen Messunsicherheiten der Eingangs- und Ausgangsleistung
bezogen auf die kleinen Rotorverluste zu relativ großen Unsicherheiten führen. Aus diesem
Grund ist eine Berechnung der Unsicherheit insbesondere bei der Angabe von Rotorverlusten
notwendig. Allgemein erfolgt die Berechnung der Unsicherheit einer Zielgröße y mit Hilfe
der nachfolgend dargestellten kombinierten Unsicherheit unter Berücksichtigung der Mess-
genauigkeit und der Modellfehler.
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5.3.2.1. Kombinierte Unsicherheit

Für Größen y, die durch eine Funktion y = f (x1, . . . ,xN) aus N unabhängigen Messgrößen xi

berechnet werden, wird die kombinierte Messunsicherheit u(y) nach (5.24) berechnet [150].
Die darin auftretenden partiellen Ableitungen ∂ f/∂xi werden als Sensitivität bezeichnet und
die Unsicherheiten u(xi) als Eingangsunsicherheiten.

u(y) =

⌜⃓
⎷⃓ N

∑
i=1

(︃
∂ f
∂xi

·u(xi)

)︃2
(5.24)

5.3.2.2. Modellfehler

Bei der Berechnung der Rotorverluste aus Messwerten werden neben gemessener mecha-
nischer Aufnahmeleistung und gemessener elektrischer Grundschwingungsabgabeleistung
auch modellbasierte Einzelverluste (Reibungsverluste, Statorummagnetisierungsverluste und
Statorstromwärmeverluste) verwendet. Die verwendeten Modelle für die Einzelverlustbe-
rechnung aus Messwerten unterliegen Modellfehlern, welche sich auf die Unsicherheit der
Rotorverlustbestimmung auswirken und im Folgenden durch zusätzliche mit Unsicherheiten
behaftete Eingangsgrößen berücksichtigt werden.

Es ist davon auszugehen, dass insbesondere das Verlustmodell aus Abschnitt 5.3.1.3 zur Be-
rechnung der Statorummagnetisierungsverluste mit PFe,s,1 ∼U2

x einen Modellfehler aufweist,
der die Genauigkeit der bilanziell aus Messwerten berechneten Rotorverluste signifikant ver-
schlechtert. Daher wird ein relativer Modellfehler kFe,s,dev ergänzt. Dieser sagt aus, dass die
wahren Statorummagnetisierungsverluste PFe,s,w um den Faktor kFe,s,dev größer sind als die
aus Messwerten berechneten Statorummagnetisierungsverluste PFe,s. Es wird angenommen,
dass kFe,s,dev um den Nominalwert Eins gleichverteilt innerhalb der Abweichungsgrenzen
±a = ±0,15 ist und die Verteilung unabhängig von den übrigen Messgrößen ist. Die Ab-
schätzung der Abweichungsgrenzen beruht auf dem Vergleich von numerisch simulierten
und aus dem Verlustmodell berechneten Statorummagnetisierungsverlusten in Abb. 5.8. Aus
der Abweichungsgrenze a ergibt sich die Unsicherheit u für die Berechnung der kombinierten
Unsicherheit u = a/

√
3 = 0,087.

Des Weiteren wird für die Statorwicklungstemperatur eine Modellunsicherheit berücksich-
tigt, da die Temperaturmesswerte von acht räumlich diskreten Wicklungstemperatursensoren
zur Schätzung der mittleren Wicklungstemperatur herangezogen werden. Die mittlere Wick-
lungstemperatur hat einen signifikanten Einfluss auf die Statorstromwärmeverluste und da-
mit auch auf die bilanziell aus den Messwerten ermittelten Rotorverluste. Der Modellfehler
wird durch eine zusätzliche additive maximale Temperaturabweichung ±a modelliert. Die
angesetzten Schätzwerte für die maximale Temperaturabweichung werden abhängig vom
Versuchstyp gewählt. Bei der Aufnahme der Stromkennfelder mit kurzer Belastungsdauer
und geringer Maschinenerwärmung wird die Temperaturabweichung zu a = ±2,5K ange-
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Abb. 5.8: Lastabhängige Statorum-
magnetisierungsverluste bei Grund-
schwingungsspeisung PFe,s,1 und
nN = 60min-1 in Abhängigkeit von
U2

x =
⃓⃓
U s −Rs,AC · Is

⃓⃓2. Vergleich des
experimentell aus dem Leerlaufver-
such ermittelten Verlustmodells mit
PFe,s,1 ∼ U2

x nach Abschnitt 5.3.1.3 mit
numerischer FE-Simulation (JMAG).
Die FE-Simulation bezieht sich auf den
Strombereich Is ∈ [0; 2,1 IN] (s. Abb.
4.21(b)).

nommen. Dies entspricht etwa einem Zehntel der mittleren Wicklungserwärmung bei diesem
Versuchstyp. Für die Aufnahme von Drehzahl-Drehmomentkennlinien an der betriebswar-
men Maschine mit höheren Wicklungstemperaturen und inhomogener Temperaturverteilung
zwischen Ober- und Unterschicht wird die Fehlergrenze a =±10K angesetzt.

5.4. Betriebsverhalten der Speisetopologien

In diesem Abschnitt wird das lastabhängige Betriebsverhalten für verschiedene Speisetopo-
logien messtechnisch untersucht. Neben der vollständigen Speisung der Statorwicklung, die
dem Normalbetrieb entspricht, wird auch die Speisung der halben Statorwicklung in zwei
Quadranten (2/4) und in vier Oktanten (4/8) untersucht. Diese Anordnungen realisieren die
in Abschnitt 3.2.1 für Windgeneratoren erläuterte Strategie zum Weiterbetrieb der Anlage mit
nur einem von zwei speisenden Umrichtern.

Schwerpunkt bildet die indirekte Bestimmung der Rotorverluste nach dem in Abschnitt 5.3
erläuterten Verfahren zur Bestimmung der Einzelverluste. Im Folgenden wird der generato-
rische Betrieb bei fester Bemessungsdrehzahl nN = 60min−1 mit variablem Statorstrom von
Is ≈ 0,1 · Is,N . . .1,9 · Is,N und variablem Statorstromwinkel β = −120° . . .−80° vorgestellt.
Bei Speisung der halben Statorwicklung reduzieren sich die genannten Stromamplituden auf
die Hälfte. Der Stromwinkel β ist in rotorfesten Koordinaten zwischen d-Achse und Is defi-
niert. Bei β =−90° ist der Statorstrom ein reiner generatorischer q-Strom.

Messtechnisch wird der Statorstrom Is im rotorfesten dq-Koordinatensystem nach (5.25) aus
den vom Datenerfassungssystem ermittelten Strangstromeffektivwert der Grundschwingung
Is,1 (gemittelt über die Stränge) und dem Statorstromwinkel β bestimmt. Die Berechnung
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des Statorstromwinkels β wird durch die Messung des Drehwinkels im Drehmomentmess-
flansch ermöglicht und funktioniert wie in Abschnitt 5.1.2.2 erläutert. Die Strangspannung
U s im rotorfesten dq-System wird im Anschluss aus dem gemessenen Strangspannungseffek-
tivwert der Grundschwingung Us,1 (gemittelt über die Stränge) und der Phasenverschiebung
von Stromgrundschwingung zu Spannungsgrundschwingung ϕs,1 (gemittelt über die Strän-
ge) berechnet. Aus dem bei Raumtemperatur gemessenen elektrischen Gleichstromstrangwi-
derstand Rs,DC,0 (gemittelt über die Stränge) wird unter Berücksichtigung der gemessenen
Wicklungstemperatur (Pt100-Widerstandsthermometer in der Statorwicklung) und der Fre-
quenz f der Statorwechselstromwiderstand Rs,AC nach Abschnitt 4.2.1.2 bestimmt. Mit den
zuvor ermittelten Größen und der gemessenen Frequenz f wird die magnetische Statorfluss-
verkettung Ψs mit der d-Komponente Ψd und der q-Komponente Ψq nach (5.27) bestimmt.

Is = Id + j · Iq = Is,1 · ej·β (5.25)

U s =Ud + j ·Uq =Us,1 · ej·(β+ϕs,1) (5.26)

Ψ s =Ψd + j ·Ψq =
U s −Rs,AC · Is√

2 ·π · f
(5.27)

Während der Messung befindet sich die Maschinentemperatur knapp über der Raumtempe-
ratur und ist somit vergleichsweise gering. Dies ist vorteilhaft, um einerseits die genannte
Überlast zu ermöglichen und andererseits die Unsicherheit der Statorstromwärmeverlustbe-
rechnung im Rahmen der Rotorverlustseparierung zu minimieren. Allerdings sind die so ge-
wonnenen Ergebnisse nur bedingt mit den Verhältnissen bei betriebswarmer Maschine ver-
gleichbar. Nach erfolgter Separierung der Rotorverluste wird für die Angabe des Wirkungs-
grads eine Korrektur der Statorstromwärmeverluste durchgeführt, so dass diese den Verlus-
ten bei der nominalen mittleren Leitertemperatur ϑCu,N = 160°C entsprechen. Die Korrektur
berücksichtigt sowohl die Temperaturabhängigkeit des Gleichstromwiderstands als auch die
Temperaturabhängigkeit der wechselstrombedingten Zusatzverluste in den Nutenleitern mit
der in Abschnitt 4.2.1 dargestellten Näherung. Da die Rotorerwärmung der Außenläufer-
Prototypmaschine im Vergleich zu Innenläufermaschinen mit ∆ϑr,N ≈ 40K relativ gering
ist, erfolgt weder eine Anpassung der Ergebnisse hinsichtlich einer abweichenden magne-
tischen Remanenzflussdichte der Permanentmagnete noch hinsichtlich einer abweichenden
elektrischen Leitfähigkeit der massiven Rotorbauteile [E13]. Die Auswertung der indirekten
messtechnischen Rotorverlustbestimmung wird durch einen Vergleich mit den Ergebnissen
von transienten, nichtlinearen 2D-FE-Simulationen und den Ergebnissen der analytischen
Rotorwirbelstromberechnung nach Abschnitt 2.5 ergänzt.

5.4.1. Vollständig gespeiste Maschine

Die Statorwicklung wird vollständig gespeist und ist mit a = 4 parallelen Zweigen, wie in
Abb. 4.5 dargestellt, verschaltet. Die Drehzahl beträgt nN = 60min-1.
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5.4.1.1. Strom-Kennfelder

In die Auswertung werden 127 validierte Messpunkte einbezogen, die in Abb. 5.9(a) dar-
gestellt sind. Auf Grundlage der abgeleiteten Messgrößen in diesen Messpunkten entstehen
die in Abb. 5.9(b)–5.10(e) gezeigten Id, Iq-Kennfelder. Diese umfassen die Strangspannungs-
grundschwingung Us,1, den Grundschwingungsleistungsfaktor |cosϕs,1|, die Statorumma-
gnetisierungsverluste bei Stromgrundschwingungsspeisung PFe,s,1, die Statorstromwärme-
verluste PCu,s und die indirekt bestimmten Rotorverluste bei Stromgrundschwingungsspei-
sung Pr,1. Dabei ist zu beachten, dass Us,1, |cosϕs,1| und PCu,s entsprechend einer mittleren
Wicklungstemperatur von ϑCu,N = 160°C korrigiert sind.

Die Statorflussverkettungskennfelder sind in Abb. 5.10(a) und 5.10(d) dargestellt. Zur Be-
rechnung der Induktivitäten Ld und Lq nach (5.28) und (5.29) wird die PM-Flussverkettung
benötigt. Die PM-Flussverkettung wird nicht aus dem Leerlaufversuch bestimmt, sondern
aus dem Betrieb mit reinem q-Strom (Id = 0) entsprechender Amplitude Iq = Is,1. Für die-
sen reinen q-Strom-Betrieb ist die PM-Statorflussverkettung ΨM =Ψd. Diese Annahme führt
auf die in Abb. 5.10(b) dargestellte PM-Statorflussverkettung ΨM und die in Abb. 5.10(c)
und 5.10(e) dargestellten Kennfelder für Ld und Lq. Würde stattdessen eine lastunabhängige
PM-Statorflussverkettung ΨM angenommen werden, ergäbe sich rechnerisch ein Anstieg der
Induktivität Ld bei steigendem Statorstrom, was physikalisch nicht zutrifft.

Ld =
Ψd −ΨM√

2 · Id
(5.28)

Lq =
Ψq√
2 · Iq

(5.29)

Die Id-Iq-Strom-Kennfelder des aufgenommenen Wellendrehmoments −Mm und des Wir-
kungsgrads bei Grundschwingungsspeisung η1 sind in Abb. 5.11(a) dargestellt. Der genera-
torische Wirkungsgrad bei Grundschwingungsspeisung η1 wird indirekt aus den Einzelver-
lusten nach (5.30) berechnet, wobei die Stromwärmeverluste der Statorwicklung PCu,s nach
Abschnitt 4.2.1.2 auf eine nominale mittlere Wicklungstemperatur von ϑCu,N = 160°C um-
gerechnet sind.

η1 =
−Pm −PCu,s −PFe,s,1 −Pr,1 −Pfr

−Pm
(5.30)

5.4.1.2. Betriebsstrategien und Strom-Kennlinien

Aus den Id-Iq-Strom-Kennfeldern werden für folgende drei Betriebsstrategien die Strom-
kennlinien rechnerisch synthetisiert.

• MTPA (Maximum Torque per Ampere): Betragsmäßig größtes Drehmoment bei gege-
bener Stromamplitude
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Abb. 5.9.: Umrichterspeisung der vollständig gespeisten Statorwicklung (a = 4)
bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung: (a) Messpunkte, (b)
Statorstrangspannung∗ Us,1, (c) Grundschwingungsleistungsfaktor∗ |cosϕs,1|, (d)
Statorummagnetisierungsverluste PFe,s,1, (e) Statorstromwärmeverluste∗ PCu,s und
(f) Rotorwirbelstromverluste Pr,1. ∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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Abb. 5.10.: Umrichterspeisung der vollständig gespeisten Statorwicklung (a = 4) bei
n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung: (a) Statorflussverkettung der Längsach-
se Ψd, (b) PM-Flussverkettung ΨM, (c) Längsinduktivität Ld, (d) Statorflussver-
kettung der Querachse Ψq, (e) Querinduktivität Lq.
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• MTPL (Maximum Torque per Loss): Größter Wirkungsgrad bei gegebener Stator-
stromamplitude

• Q: Statorstrom weist nur eine q-Komponente auf

Die resultierenden Strompfade für MTPA, MTPL und Q sind in Abb. 5.11(a) eingetragen und
zeigen, dass aufgrund der Dominanz der Statorstromwärmeverluste die MTPA- und MTPL-
Strategien hinsichtlich des Statorstromwinkels β quasi identisch sind und einen näherungs-
weise konstanten Statorstromwinkel von β ≈−100° aufweisen.

Die resultierenden Strom-Drehmoment-, Strom-Wirkungsgrad, Strom-Spannung-, Strom-
PM-Flussverkettung- und Strom-Statorstranginduktivität-Kennlinie sind in Abb. 5.11(b)–
Abb. 5.12(d) dargestellt und bestätigen die in Abschnitt 4.4.3 simulativ vorausberechnete
kleine Zunahme des Drehmoments und marginale Zunahme des Wirkungsgrads bei MTPL-
Betrieb gegenüber reinem q-Strom-Betrieb. Relevant ist die Auswirkung der Betriebsstrategie
insbesondere auf den Grundschwingungsleistungsfaktor cosϕs,1 in Abb. 5.12(b). Dieser ist
bei MTPL-Betrieb um bis zu 0,07 größer als bei Betrieb mit reinem q-Strom. Insgesamt ist
der Grundschwingungsleistungsfaktor aber mit z. B. cosϕs,1 = 0,73 bei Bemessungsstrom
Is,N = 33,18A relativ niedrig, was durch die infolge des hohen Strombelags und der Zahn-
spulentechnologie große Statorinduktivität bedingt ist. Damit wird der Umrichter gegenüber
Betrieb mit cosϕs,1 = 1 um mehr als 35% überdimensioniert, was ein wesentlicher Nachteil
a) hochausgenutzter PM-Synchronmaschinen und b) besonders von Maschinen mit Zahnspu-
lenwicklung ist.

Wird wie oben erläutert die PM-Statorflussverkettung aus dem Betrieb mit reinem q-Strom
übernommen (s. Abb. 5.12(c)), ergibt sich bei MTPL-Betrieb der in Abb. 5.12(d) dargestellte
lastabhängige Verlauf von Ld und Lq. Der Verlauf von Lq spiegelt die lastabhängige magne-
tische Sättigung wieder. Quantitativ liegen die Induktivitätswerte nahe bei den in Abschnitt
4.4.2 aus FE-Simulationen berechneten Werten. Für den Bemessungsstrom Is,N = 33,18A
ergeben sich messtechnisch: Lq = 41,8mH und Ld = 32,4mH. Die simulativ berechneten
Induktivitäten betragen Lq = 45,2mH und Ld = 35,2mH (vgl. Tab. 4.11).

5.4.1.3. Vergleich von Messung, Simulation und analytischer Berechnung

In diesem Abschnitt wird das aus Messungen ermittelte Betriebsverhalten und insbesondere
die indirekt bestimmten Rotorverluste mit den Ergebnissen einer 2D-FE-Simulation aus Ab-
schnitt 4.4 und den analytischen Berechnungsergebnissen aus Abschnitt 2.5 verglichen. Der
Vergleich beschränkt sich auf die Strom-Kennlinien bei MTPL-Betrieb bzw. einem festen
Statorstromwinkel β =−100° bei den 2D-FE-Simulationen.

Das verwendete FE-Modell in der Software JMAG entspricht dem zur Maschinennachrech-
nung in Abschnitt 4.4 verwendeten transienten, nichtlinearen 2D-Modell. Lediglich die elek-
trischen und magnetischen Materialparameter der Permanentmagneten und des Rotorjochs
wurden dem thermischen Zustand bei der Messung mit ϑM = ϑr = 40°C angepasst.
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Abb. 5.11.: Umrichterspeisung der vollständig gespeisten Statorwicklung (a = 4) bei
n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung: (a) Indirekt messtechnisch be-
stimmter Grundschwingungs-Wirkungsgrad∗ η1 und gemessenes generato-
risches Drehmoment −Mm mit eingetragenen Strom-Pfaden für MTPL-,
Q- und MTPA-Strategie, (b) Strom-Drehmoment-Kennlinien, (c) Strom-
Grundschwingungswirkungsgrad-Kennlinien∗. ∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C
umgerechnet.
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In Abb. 5.13 werden der Grundschwingungseffektivwert der Strangspannung Us,1, der
Grundschwingungsleistungsfaktor |cosϕs,1|, das Wellendrehmoment Mm und der Wirkungs-
grad bei Grundschwingungsspeisung η1 zwischen Messung und FE-Simulation verglichen.
Bei Bemessungsstrom Is,N = 33,2A ergeben sich moderate Abweichungen von 3,8 Prozent-
punkten bei Us,1, 1,7 Prozentpunkten bei |cosϕs,1|, 2,3 Prozentpunkten bei Mm und 0,03
Prozentpunkten bei η1. Im Überlastbereich werden die Abweichungen deutlich größer und
sind auf eine geringere magnetische Sättigung bei der Simulation zurückzuführen.

Ein Vergleich der lastabhängigen Einzelverluste ist in Abb. 5.14 dargestellt, wobei auf die
Darstellung der geringen, konstanten Reibungsverluste in Höhe von 4,4W verzichtet wird.
Die Stromwärmeverluste inklusive wechselstrombedingter Zusatzverluste in den Nutenlei-
tern PCu,s in Abb. 5.14(a) sind für Messung und Simulation identisch, da dasselbe Verlustmo-
dell verwendet wird. Allerdings trägt die Messunsicherheit dieser Verlustgruppe maßgeblich
zur Unsicherheit der indirekt aus den Messdaten bestimmten Rotorverluste bei und wird im
nächsten Abschnitt genauer diskutiert.

In Abb. 5.14(b) werden die simulierten und die aus den Messwerten berechneten Statorum-
magnetisierungsverluste bei Grundschwingungsstromspeisung PFe,s,1 dargestellt. Es ergeben
sich relativ große Abweichungen von 30 Prozentpunkten beim Bemessungsstrom, was ca.
30W absolut entspricht. Ursache für diese Abweichungen ist einerseits die Verwendung von
Datenblattangaben bei der Berechnung der Ummagnetisierungsverluste im Rahmen der FE-
Simulation und andererseits die stark vereinfachte Skalierung der Ummagnetisierungsverlus-
te proportional zum Quadrat der Reaktanzspannung U2

x im Rahmen des Einzelverlustmodells.
Diese Abweichungen bei den Ummagnetisierungsverlusten sind wegen der erwähnten Unsi-
cherheiten typisch und wurden auch bei früheren wissenschaftlichen Arbeiten beobachtet.

Die Rotorverluste bei Grundschwingungsstromspeisung Pr,1 sind in Abb. 5.14(c) dargestellt.
Die indirekt aus den Messungen ermittelten Rotorverluste sind mit einer Region umgeben, die
der einfachen kombinierten Unsicherheit ±u in beiden Vorzeichenrichtungen entspricht. Im
Bemessungspunkt betragen die simulativ bestimmten Rotorverluste bei Grundschwingungs-
stromspeisung Pr,1 = 166W und sind um 4,3W oder 2,6 Prozentpunkte höher als die indirekt
gemessenen Verluste. Der analytisch nach Abschnitt 2.5 berechnete Verlauf der Rotorwir-
belstromverluste ist streng proportional zum Quadrat des Statorstroms und berücksichtigt
nicht die lastunabhängigen Rotorverluste aufgrund der Nutmodulation des Läuferfelds durch
die Statornutöffnungen. Dieser fehlende Anteil sorgt dafür, dass die analytisch berechneten
Rotorwirbelstromverluste stets kleiner als die indirekt gemessenen und simulierten Rotor-
verluste sind. Bei Bemessungsstrom sind die analytisch berechneten Rotorverluste um etwa
44W kleiner als simuliert. Die lastunabhängigen Rotorverluste betragen nach der Simulation
etwa 39W und erklären den Großteil der zuvor genannten Abweichung. Ein Vergleich der
Kurvenform von Pr,1(Is), bestimmt durch indirekte Messung bzw. Simulation mit der analy-
tisch vorausberechneten Parabel, bestätigt, dass die Rotorverluste grundsätzlich quadratisch
mit dem Statorstrom zunehmen (Pr,1 ∼ I2

s ) [E15].
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Die FE-Simulation und die analytische Berechnung ermitteln die Rotorverluste separat für
das Rotorjoch (Pr,ry) und die Rotorpermanentmagneten (Pr,M). In Abb. 5.14(d) sind die last-
abhängigen Verläufe dieser Teilverluste gezeigt. Neben dem bereits erwähnten fehlenden la-
stunabhängigen Verlustanteil bei der analytischen Rechnung fällt auf, dass die analytisch be-
rechneten Wirbelstromverluste im Rotorjoch kleiner ausfallen als simuliert und die analytisch
vorausberechneten Wirbelstromverluste in den Magneten steiler mit dem Statorstrom anstei-
gen als simuliert. Dies belegt die begrenzte Genauigkeit des analytischen Modells, auch wenn
sich die Abweichungen bezogen auf die gesamten Rotorverluste teilweise kompensieren.
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Abb. 5.13.: Vollständig gespeiste Statorwicklung (a = 4) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C,
Messung und 2D-FE-Simulation (JMAG) bei MTPL-Betrieb mit β ≈ −100°.
∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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5.4.1.4. Unsicherheit der indirekt ermittelten Rotorverlustleistung

Die messtechnische Ermittlung der Rotorverluste unterliegt aufgrund des verwendeten bi-
lanziellen Ansatzes einer signifikanten Unsicherheit. Im Folgenden wird anhand eines Mess-
punkts nahe des Bemessungsstroms mit Is = 31,51A die Zusammensetzung der kombinierten
Unsicherheit der Rotorverluste Pr,1 diskutiert. Dazu sind in Tab. 5.7 die Beiträge der betei-
ligten Mess- und Modellunsicherheiten dargestellt. Da die Zeilen in Tab. 5.7 absteigend nach
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Abb. 5.14.: Vollständig gespeiste Statorwicklung (a = 4) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C,
Messung und 2D-FE-Simulation (JMAG) bei MTPL-Betrieb mit β ≈ −100°.
∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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dem Betrag des Beitrags zur kombinierten Messunsicherheit von Pr,1 sortiert ist, befinden
sich die wichtigsten Einflussfaktoren zu oberst.

Die berechneten Rotorverluste für diesen Messpunkt betragen Pr,1 = 146W. Die kombinierte
Messunsicherheit wird als quadratisches Mittel der Beiträge nach (5.24) zu u(Pr,1) = 19W
berechnet. Den höchsten Beitrag an dieser Unsicherheit hat die Messung der Statorstrangströ-
me, da sowohl die elektrische Eingangsleistung als auch die großen Statorstromwärmeverlus-
te von diesen maßgeblich abhängen. Ebenfalls relevant sind die Modellfehler von Statorum-
magnetisierungsverlusten und der Modellfehler bei der Schätzung der mittleren Wicklungs-
temperatur aus den Messdaten einzelner Temperatursensoren in der Statorwicklung. Die Ver-
wendung der hochgenauen Drehmomentmesswelle sorgt dafür, dass die Drehmomentmes-
sung, welche ihrerseits die Genauigkeit der mechanischen Eingangsleistung dominiert, nur
den viertgrößten Einfluss auf die Genauigkeit der Rotorverlustbestimmung hat.

Tab. 5.7.: Beiträge zur Unsicherheit der indirekt gemessenen Rotorwirbelstromverluste Pr,1

für den Messpunkt n = 60min-1 und Is = 31,51A. ∗: Messwert xi und Unsicherheit
u(xi) je Strang und Beitrag zur kombinierten Unsicherheit

⃓⃓
⃓ ∂Pr,1

∂xi
·u(xi)

⃓⃓
⃓ für alle drei

Stränge kombiniert.

Größe xi xi ±u(xi)
⃓⃓
⃓ ∂Pr,1

∂xi
·u(xi)

⃓⃓
⃓

Strangströme∗ Is (31,51±0,04)A 12,1W
Modellfehler der
Statorummagnetisierungsverluste

(98,3±8,5)W 8,5W

Wicklungstemperatur ϑCu
(Modellfehler dominant)

(39,5±1,5)°C 8,1W

Drehmoment M (−2806,5±1,0)Nm 6,5W
Strangspannungen∗ Us,1 (215,7±0,1)V 4,0W
Hysteresedrehmoment MHy (10,65±0,29)Nm 2,7W
Phasenverschiebungen∗ ϕs,1 (141,16±0,02)° 2,2W
Temp. bei Rs,DC-Messung (22,00±0,14)°C 0,8W
Rs,DC (471,3±0,2)mΩ 0,6W
Drehzahl n (60,0260±0,0003)min-1 0,1W
Frequenz f (20,008±0,001)Hz < 0,1W
Leerlaufspannung U0 (202,00±0,04)V < 0,1W

Rotorverluste Pr,1 (146±19)W
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5.4.2. Zwei-Quadranten-Speisung

Bei der Zwei-Quadranten-Speisung der Prototypmaschine werden, wie in Abb. 5.15(a) darge-
stellt, die zwei links und rechts liegenden Quadranten der Statorwicklung gespeist, während
die oben und unten liegenden Quadranten stromlos sind. Damit die Strangspannung gegen-
über dem Normalbetrieb annähernd konstant ist, bleibt die Strangwindungszahl Ns = 810
unverändert. Hierzu werden die Stränge nach Abb. 5.15(b) gebildet und die Anzahl der paral-
lelen Wicklungszweige auf a = 2 halbiert. Dies führt im Vergleich zur vollständig gespeisten
Maschine bei gleichem Statorstrangstrom auf einen doppelt so großen Spulenstrom. Auf-
grund der lokalen Wicklungserwärmung und lokalen lastabhängigen magnetischen Sättigung
in den gespeisten Wicklungsabschnitten reduzieren sich der dauerhaft zulässige Strom und
das dauerhaft zulässige Drehmoment auf die Hälfte gegenüber Normalbetrieb und betragen
Is,N/2 = 16,6A bzw. MN/2 = 1400Nm.

Die Stromkennfelder werden bei der Bemessungsdrehzahl nN = 60min-1 aufgenommen. Die
zur Synthese der MTPL-Stromkennlinien verwendeten Kennfelder von Grundschwingungs-
wirkungsgrad η1 und Wellendrehmoment Mm sind in Abb. 5.16(a) dargestellt. Weitere Strom-
kennfelder und die zugrundeliegenden Messpunkte sind im Anhang A.8.1 enthalten. Hier
werden die Stromkennlinien bei MTPL-Betrieb mit näherungsweise konstantem Stromwin-
kel β ≈−100° diskutiert. In Abb. 5.16(b)–5.18(b) werden die wesentlichen Stromkennlinien
aus der messtechnischen Untersuchung mit denen aus der nichtlinearen, transienten 2D-FE-
Simulation und denen aus der analytischen Berechnung verglichen.

Die Strangstrom-Drehmoment-Charakteristik bei Speisung der halben Wicklung bleibt ge-
genüber dem Normalbetrieb in Abb. 5.13(c) im näherungsweise linearen Anfangsbereich na-
hezu unverändert. Die lastabhängige magnetische Sättigung setzt aufgrund des doppelt so
großen Spulenstromes bereits bei kleineren Strangströmen ein. Dies gilt für die hier behan-
delte Speisung von zwei Quadranten (Abb. 5.16(b)) ebenso wie für die später behandelte
Speisung von vier Oktanten (Abb. 5.20(b)).
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Abb. 5.15.: Zwei-Quadranten-Speisung des Prototyps. Die Konturlinie in (a) zeigt die lang-
welligste Luftspaltfeldwelle und die Größe des eingesetzten FE-Modells an.
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Die Wirkungsgradkennlinie für Stromgrundschwingungsspeisung ist in Abb. 5.16(c) darge-
stellt. Aufgrund des verdoppelten Spulenstromes bei Speisung der halben Wicklung ergeben
sich bei Zwei-Quadranten-Speisung (Abb. 5.17(c)) näherungsweise doppelt so große Sta-
torstromwärmeverluste PCu,s bei gleichem Statorstrangstrom als bei vollständiger Speisung
(Abb. 5.14(a)), was einen geringeren Wirkungsgrad nach sich zieht.
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Abb. 5.16.: Zwei-Quadranten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung
und 2D-FE-Simulation (JMAG): (a) Indirekt messtechnisch bestimmter Grund-
schwingungs-Wirkungsgrad∗ η1 und gemessenes generatorisches Drehmoment
−Mm mit eingetragenen Strom-Pfaden für MTPL-, Q- und MTPA-Strategie, (b)
Strom-Drehmoment-Kennlinien, (c) Strom-Grundschwingungswirkungsgrad-
Kennlinien∗. ∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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Die gemessenen Rotorverluste betragen für die Zwei-Quadranten-Speisung Pr,1 = 87W beim
thermischen Dauerstrom Is,N/2 = 16,6A (s. Abb. 5.18(a)). Dies sind ca. 17,5W mehr als bei
Speisung der ganzen Maschine. Grund hierfür sind die in Abschnitt 2.5 diskutierten und ana-
lytisch berechneten zusätzlichen räumlichen Harmonischen aufgrund der abschnittsweisen
Statorbestromung. Diese höheren Rotorverluste sind thermisch unkritisch, da bei Normalbe-
trieb und vollem Bemessungsstrom Is,N = 33,2A die Rotorverluste Pr,1 = 162W betragen
und der Wärmeeintrag in den Rotor vom vollständig bestromten und damit gleichmäßig auf-
geheizten Stator über den Luftspalt deutlich größer als bei teilweiser Statorspeisung ausfällt.
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Abb. 5.17.: Zwei-Quadranten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung
und 2D-FE-Simulation (JMAG) bei MTPL-Betrieb mit β ≈ −100°. ∗: Entspre-
chend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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Abb. 5.18.: Zwei-Quadranten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung
und 2D-FE-Simulation (JMAG) bei MTPL-Betrieb mit β ≈ −100°. ∗: Entspre-
chend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.

5.4.3. Vier-Oktanten-Speisung

Die Speisung der halben Statorwicklung in vier diametral angeordneten Oktanten erfolgt
gemäß der räumlichen Anordnung in Abb. 5.19(a) mit der Verschaltung nach Abb. 5.19(b).
Durch die Halbierung der parallelen Wicklungszweige gegenüber Normalbetrieb auf a = 2
bleibt die Strangwindungszahl unverändert.
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Abb. 5.19.: Vier-Oktanten-Speisung des Prototyps. Die Konturlinie in (a) zeigt die langwel-
ligste Luftspaltfeldwelle und die Größe des eingesetzten FE-Modells an.
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Die MTPL-Stromkennlinien werden wie bei der vollständigen und bei der zu zwei Vierteln
gespeisten Statorwicklung gebildet. Die zugrundeliegenden Id, Iq-Kennfelder von Drehmo-
ment Mm und Wirkungsgrad bei Grundschwingungsspeisung η1 sind in Abb. 5.20(a) darge-
stellt. Die zugrundeliegenden Messpunkte und die Kennfelder von Spannungsgrundschwin-
gung Us,1, Grundschwingungsleistungsfaktor |cosϕs,1|, Statorummagnetisierungsverlusten
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Abb. 5.20.: Vier-Oktanten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung
und 2D-FE-Simulation (JMAG): (a) Indirekt messtechnisch bestimmter Grund-
schwingungs-Wirkungsgrad∗ η1 und gemessenes generatorisches Drehmoment
−Mm mit eingetragenen Strom-Pfaden für MTPL-, Q- und MTPA-Strategie, (b)
Strom-Drehmoment-Kennlinien, (c) Strom-Grundschwingungswirkungsgrad-
Kennlinien∗. ∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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5.4. Betriebsverhalten der Speisetopologien

PFe,s,1, Statorstromwärmeverlusten PCu,s und Rotorwirbelstromverlusten Pr,1 sind im Anhang
A.8.2 enthalten. Die daraus resultierenden MTPL-Kennlinien sind in Abb. 5.20(b)–5.22(b)
dargestellt. Die Kennlinien weisen große Ähnlichkeit zu denen der Statorspeisung von zwei
Quadranten auf und werden im nächsten Abschnitt direkt miteinander verglichen.
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Abb. 5.21.: Vier-Oktanten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung und
2D-FE-Simulation (JMAG) bei MTPL-Betrieb mit β ≈−100°. ∗: Entsprechend
ϑCu,N = 160°C umgerechnet.

246



5.4. Betriebsverhalten der Speisetopologien

0 5 10 15 20 25 30 35
0

50

100

150

200

250

300

350

400

450

500

Is,1/A

P r
,1
/W

Messung ±1 ·u
Simulation
Analytik

(a) Strom-Rotorwirbelstromverluste-
Kennlinien (gesamt)

0 5 10 15 20 25 30 35
0

50

100

150

200

250

300

350

400

450

500

Is,1/A

P
/W

Simulation: Pr,M

Simulation: Pr,ry

Analytik: Pr,M

Analytik: Pr,ry

(b) Strom-Rotorwirbelstromverluste-
Kennlinien (PM und Rotorjoch)

Abb. 5.22.: Vier-Oktanten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C, Messung und
2D-FE-Simulation (JMAG) bei MTPL-Betrieb mit β ≈−100°. ∗: Entsprechend
ϑCu,N = 160°C umgerechnet.

5.4.4. Vergleich der Speisetopologien

In Abb. 5.23 werden die messtechnisch bestimmten MTPL-Stromkennlinien von Drehmo-
ment Mm(Is), Wirkungsgrad bei Stromgrundschwingungsspeisung η1(Is) und Rotorwirbel-
stromverluste bei Stromgrundschwingungsspeisung Pr,1(Is) für die vollständig gespeiste Sta-
torwicklung sowie die Speisung von zwei Quadranten bzw. vier Oktanten dargestellt. Der
Wirkungsgrad wird für eine mittlere Wicklungstemperatur von ϑCu,N = 160°C angegeben.

Die Drehmomentkennlinien der Statorspeisung in zwei Quadranten und vier Oktanten sind
nahezu identisch mit Abweichungen von wenigen Newtonmeter. In beiden Fällen treten be-
reits bei halb so großem Statorstrom näherungsweise die gleichen Sättigungsverhältnisse
wie bei vollständiger Speisung auf. Hinsichtlich des Wirkungsgrads und der Rotorverluste
weist die Speisung von zwei Quadranten ggü. der Speisung von vier Oktanten beim Strom
Is,N/2 = 16,6A keinen signifikanten Unterschied auf und liegt bei etwa η1 = 84,5% bzw.
Pr,1 ≈ 90W. Der Wirkungsgrad bei vollständiger Speisung liegt beim gleichen Statorstrom
mit 92,4% signifikant höher und ist hauptsächlich auf die geringeren Statorstromwärme-
verluste und die geringere magnetische Sättigung zurückzuführen. Ein messtechnisch sicher
nachweisbarer Unterschied in den Rotorverlusten zwischen der Speisung von zwei Quadran-
ten und vier Oktanten tritt erst ab einem Statorstrom von Is,N = 30A auf. Hier betragen die
Rotorverluste bei der Speisung von zwei Quadranten 266W und bei der Speisung von vier
Oktanten 294W, was etwa 10 Prozentpunkten entspricht, aber nur 0,2 Prozentpunkte bei dem
Wirkungsgrad ändert.
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Abb. 5.23.: Gemessene Kennlinien bei vollständiger (1/1), zwei Quadranten (2/4) und vier
Oktanten (4/8) Speisung der Statorwicklung; n = 60min−1; ϑM ≈ 40°; η1 ist
entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet; MTPL-Betrieb (β ≈−100°).
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5.5. Bemessungspunkt S1-Dauerbetrieb

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass die messtechnische Untersuchung der Proto-
typmaschine die numerisch und analytisch vorausberechnete signifikante Zunahme der Ro-
torverluste zwischen vollständiger Statorspeisung und Statorspeisung in zwei Quadranten
bzw. vier Oktanten bestätigt. Bei nN = 60min-1 und Is,1 = 0,95 · IN = 31,5A verursacht
die Zwei-Quadranten-Speisung um ca. 90 Prozentpunkte und die Vier-Oktanten-Speisung
um ca. 110 Prozentpunkte höhere Rotorwirbelstromverluste als die vollständige Speisung
der Statorwicklung. Absolut gesehen entspricht diese Zunahme der Rotorwirbelstromverlus-
te ca. 150W. Der Unterschied in den Rotorverlusten zwischen Zwei-Quadranten-Speisung
und Vier-Oktanten-Speisung liegt bei nN = 60min-1 und Is,1 = 0,95 · IN = 31,5A, was dem
1,9-fachen des thermisch zulässigen Dauerstrom bei Zwei-Quadranten- und Vier-Oktanten-
Speisung entspricht, im Bereich der messtechnischen Unsicherheit (ca. 30W).

5.5. Bemessungspunkt S1-Dauerbetrieb

Durch den S1-Dauerbetrieb im Bemessungspunkt wird die Prototypmaschine hinsichtlich
ihrer thermischen Ausnutzung untersucht. Der Vergleich von Mess- und Simulationsdaten
ermöglicht überdies eine Bewertung der Berechnungsmodelle, welche bei der Maschinen-
auslegung in Abschnitt 4.4.2 verwendet wurden.

Die vollständig gespeiste Prototypmaschine mit a= 4 parallelen Zweigen je Strang (vgl. Abb.
4.5) wird im generatorischen Bemessungspunkt mit nN = 60min-1 und MN = 2800Nm bis
zum Erreichen des thermischen Beharrungszustands betrieben. Dann wird eine Leistungs-
messung durchgeführt, deren Ergebnisse gemeinsam mit der Einzelverlustbestimmung in
Tab. 5.8 dargestellt sind. Der zugehörige gemessene Kühlmittelstrom im Wassermantel und
die gemessenen Temperaturen in Beharrung sind in Tab. 5.9 dargestellt. Die Prototypma-
schine war aufgrund vorhergehender Lastmessungen bereits vorgewärmt, sodass kein Erwär-
mungslauf beginnend bei Raumtemperatur aufgezeichnet werden konnte. Ersatzweise ist im
Anhang A.8.4 ein Erwärmungslauf beginnend bei Raumtemperatur für ein um 7 Prozent-
punkte verringertes Drehmoment von 2600Nm enthalten.

Der Nachweis über das Erreichen des thermischen Beharrungszustands mit einer Temperatur-
änderung von weniger als 1K/30min erfolgt durch den Wicklungstemperaturfühler am hei-
ßesten beprobten Punkt der Statorwicklung [85] und ist ebenfalls im Anhang A.8.3 enthalten.
Aufgrund der geringen stationären Erwärmung der Maschinenoberfläche (inklusive Rotorglo-
cke) eigenen sich diese Bauteile nicht als Temperaturmesspunkt für den Nachweis des thermi-
schen Beharrungszustands anhand des Temperaturänderungskriteriums ∆ϑ/∆t = 1K/30min.
Die Temperaturverläufe an den zugänglichen Maschinenoberflächen erfüllen bereits mehr als
eine Stunde vor Erreichen des thermischen Beharrungszustands in der Wicklung das zuvor
genannte Kriterium.
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5.5. Bemessungspunkt S1-Dauerbetrieb

Tab. 5.8.: Stationärer Betrieb im Bemessungspunkt, Mess- bzw. Rechenwerte mit einfacher
Unsicherheit. ∗: Messwert und einfache Messunsicherheit je Strang.

Speisung Umrichter
Schaltfrequenz fT 6kHz

Drehzahl n (60,0266±0,0004)min-1

Wellendrehmoment −Mm (2801,4±1,0)Nm
mechanische Leistungsaufnahme −Pm (17,6093±0,0065)kW

Grundschwingungsstrangspannung∗ Us,1 (209,853±0,093)V
Grundschwingungsstrangstrom∗ Is,1 (32,987±0,041)A
Grundschwingungsleistungsfaktor∗ cos(ϕs,1) −0,72124±0,00021
elektrische Grundschwingungsabgabeleistung −Pel,1 (14,978±0,012)kW
Grundschwingungswirkungsgrad η1 (85,057±0,073)%

elektrische Abgabeleistung −Pel 14,9084kW
Verlustleistung Pd 2,7009kW
Wirkungsgrad η 84,662%

Statorstromwärmeverluste PCu,s (2,3616±0,0035)kW
Statorummagnetisierungsverluste PFe,s (0,0977±0,0089)kW
Rotorverluste Pr,1 (0,168±0,016)kW
Oberschwingungsverluste Pel,o 0,0696kW
Lagerreibungsverluste Pfr 0,0044kW

Gleichstromwiderstand∗ Rs,DC(ϑCu,0) (466,77±0,19)Ω
Wicklungstemperatur ϑCu,0 (19,40±0,14)°C
Gleichstromwiderstand∗ Rs,DC(ϑCu,∞) (720,86±0,21)Ω

Tab. 5.9.: Temperaturen und Kühlmittelstrom der inneren Wassermantelkühlung der Proto-
typmaschine bei stationärem Betrieb im Bemessungspunkt.

Größe Wert

Wicklungstemperatur in Beharrung ϑCu,∞ 158°C

Pt100 Wicklung max. Temperatur (2T75) 179°C
Pt100 Wicklung mittlere Temperatur 171°C
Pt100 Wicklung min. Temperatur (1T53) 166°C

äußere Rotoroberfläche (Infrarotmessung) 79°C

Kühlmittelstrom V̇ H2O 15,6ℓ/min
Kühlmitteltemperatur am EinlassϑH2O,in 29,1°C
Kühlmitteltemperatur am AuslassϑH2O,out 30,9°C

Lufttemperatur über der Rotorglocke (Typ J) 30,0°C
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5.5. Bemessungspunkt S1-Dauerbetrieb

5.5.1. Wirkungsgrad, Einzelverluste und thermische Ausnutzung

Das gemessene, thermisch dauernd zulässige Drehmoment ist unter Berücksichtigung des
geringfügig kleineren Statorstromes um ca. 1,5 Prozentpunkte geringer als simuliert, was in
Anbetracht der bereits im Bemessungspunkt auftretenden magnetischen Sättigung als zufrie-
denstellende Übereinstimmung bewertetet wird.

Im Vergleich zur Vorausberechnung ist der gemessene Gleichstrom-Strangwiderstand bei
20°C um rund 7,2 Prozentpunkte höher. Grund hierfür ist die externe Verschaltung der Ma-
schine, bei der jede Spulengruppe, bestehend aus einer Ober- und Unterschichtspule, über
eine eigene Zu- und Ableitung zum separaten Klemmenbrett verfügt. Die interne Verschal-
tung der Maschine, d. h. die Serienverschaltung von je einer Ober- und Unterschichtspule,
sowie die elektrischen Übergangswiderstände tragen in geringerem Maß auch zu dieser Er-
höhung bei. Durch diese Verschaltung erhöht sich der Statorwiderstand um Rzl und führt, wie
die Rechnung (5.31)–(5.33) zeigt, auf eine Verringerung des Wirkungsgrads um 0,9 Prozent-
punkte.

η =
Pm −Pd

Pm
(5.31)

∆η =
dη
dPd

·∆PCu,s =− 1
Pm

· Rzl

Rs
·PCu,s (5.32)

∆η =−Rzl

Rs
· PCu,s

Pm
=−0,072 ·0,125 =−0,009 (5.33)

Der gemessene direkte Grundschwingungswirkungsgrad beträgt η1 = 85,06% und fällt tat-
sächlich um 0,9 Prozentpunkte geringer aus als bei der Vorausberechnung ohne die Zu-
leitungswiderstände. Andere Faktoren, die die Statorstromwärmeverluste beeinflussen, wie
mittlere Wicklungstemperatur und Statorstrom, sind zwischen Simulation und Messung weit-
gehend identisch (vgl. Tab. 4.11 und Tab. 5.8). Die umrichterbedingten gemessenen Ober-
schwingungsverluste werden ebenfalls mit dem Leistungsmessgerät GEN4tB [151, 152] der
Firma HBK erfasst und betragen rund 70W, was etwa 0,4% der Eingangsleistung entspricht
und zu einer Verringerung des Wirkungsgrades auf η = 84,66% führt.

Die mittlere Wicklungstemperatur im Beharrungszustand ϑCu,∞ wird aus der Wicklungser-
wärmung über den Temperaturkoeffizienten von Kupfer unmittelbar nach dem Abschalten
aus dem Warmwert des gemessenen Wicklungswiderstands durch das in DIN EN 60034-1
angegebene Widerstandsverfahren mit halblogarithmischer Extrapolation zum Ausschaltzeit-
punkt bestimmt [85]. Die Anwendung des Verfahrens ist im Anhang A.8.3 in Abb. A.23 gra-
fisch dargestellt. Die resultierenden Erwärmungswerte sind in Tab. 5.9 gemeinsam mit den
Messwerten der verbauten Temperaturmessfühler sowie den Betriebsparametern der indirek-
ten Wasserkühlung des Stators gezeigt.

Die Maschine erreicht eine mittlere Wicklungserwärmung von ∆ϑCu = 128,2K gegenüber
der mittleren Kühlwassertemperatur. Dies überschreitet die Grenze der Wärmeklasse 180 (H)
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5.5. Bemessungspunkt S1-Dauerbetrieb

um 3,2K. Unter der Annahme, dass die höchste mit Pt100-Messfühler gemessene Wicklungs-
temperatur 178,9°C auch der Heißpunkttemperatur der Wicklung entspricht, wird im Heiß-
punkt eine Erwärmung von ∆ϑHot = 148,9K gegenüber der mittleren Kühlwassertemperatur
erreicht. Dies überschreitet die Grenze der Wärmeklasse 180 (H) um 8,9K. Die Maschine ist
deshalb nach Wärmeklasse 200 (N) ausgenutzt, welche eine Erwärmung im Heißpunkt von
∆ϑHot = 160K und eine mittlere Wicklungserwärmung von ∆ϑCu = 145K zulässt [85].

Im Vergleich zur thermischen Vorausberechnung weist die gebaute Prototypmaschine eine
um ca. 9 Prozentpunkte höhere Erwärmung im Bemessungspunkt auf. Da ein Großteil der
Stromwärmeverluste der Zuleitungen außerhalb der Maschine abgeführt wird und die abso-
lute mittlere Wicklungstemperatur sowie der Statorstrom weitgehend identisch sind, ist ein
Vergleich der gemessenen und errechneten Erwärmungen möglich. Die gemessene mittlere
Wicklungserwärmung bezogen auf die mittlere Kühlmitteltemperatur ist um ca. 10,7K höher
als simuliert. Grund hierfür sind wahrscheinlich zu optimistische Annahmen bei der thermi-
schen Modellierung insbesondere hinsichtlich des Füllfaktors der Vergussmasse und verblei-
bender Luftspalte zwischen Hauptisolation und Blechpaket. Die gemessene Erwärmung der
Rotorglocke beträgt 49K, was innerhalb des zulässigen Bereichs liegt, aber um 14K höher
ist als vorausberechnet. Da die simulierten und bilanziell aus Messwerten errechneten Rotor-
verluste annähernd gleich groß sind (157W und 168W), ist der Hauptgrund für die höhere
Rotortemperatur vermutlich die unsichere analytischen Berechnung der Wärmeübergangsko-
effizienten für den konvektiven Wärmeaustausch innerhalb und außerhalb der Rotorglocke.

5.5.2. Zeigerdiagramm und Ersatzschaltbildparameter

Aus den gemessenen Grundschwingungsgrößen werden im Folgenden die entsprechenden
Ersatzschaltbildparameter und das Zeigerdiagramm entwickelt. In Abb. 5.24 ist das verwen-
dete Ersatzschaltbild gezeigt. Dieses gilt für den vereinfachten Fall einer magnetisch symme-
trischen Maschine mit Ld = Lq und berücksichtigt die Statorummagnetisierungsverluste und
die Rotorwirbelstromverluste durch die Widerstände RFe,s und Rr.

Rs,AC Rr Ld =Lq

Us UpRFe,s

 sI
ɶ

 sI

Abb. 5.24.: Ersatzschaltbild der PMSM je Strang für den Spezialfall Ld = Lq.

Für die Berechnung der Ersatzschaltbildparameter wird der vom Messsystem erfasste Sta-
torstromwinkel β im dq-System verwendet. Die Lage des Stromraumzeigers ist, wie in Ab-
schnitt 5.1.2.2 erläutert, durch die synchrone Messung des mechanischen Rotorverdrehwin-
kels bekannt, wobei der Rotorverdrehwinkel mit Hilfe einer vorherigen Leerlaufmessung auf
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5.5. Bemessungspunkt S1-Dauerbetrieb

die d-Achse bezogen ist. Die Berechnung der Polradspannung im Bemessungspunkt Up er-
folgt aus einem separaten Belastungsversuch mit reinem q-Strom mit der gleichen Amplitude
wie bei Bemessungsbetrieb. Die resultierenden Ersatzschaltbildparameter sowie das Zeiger-
diagramm sind in Abb. 5.25(a) und Tab. 5.25(b) dargestellt.

Up,0
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Is

U s

Rs,ACIs

Rr Ĩs

jXd Ĩd
jXq Ĩq

100V
20A

β

ϕs,1

ϑ

d

q

(a) Zeigerdiagramm

Stromwinkel∗ β −99,7°
Phasenwinkel ϕs,1 136,2°
Polradwinkel
ϑ = 90°− (β +ϕs,1)

53,6°

Polradspannung∗ unter Last
Up

172,4V

Polradspannung∗ im
Leerlauf Up,0

195,5V

Rs,AC 723,4mΩ
RFe,s 1,591kΩ
Rr 50,99mΩ
L∗

d 31,7mH
L∗

q 42,3mH

(b) Weitere Grundschwingungsgrößen

Abb. 5.25.: Aus der Messung bestimmtes Zeigerdiagramm und weitere Grundschwingungs-
größen für thermische Beharrung im Bemessungspunkt mit nN = 60min-1 und
MN = 2800Nm (vgl. Tab. 5.8). ∗ : Entsprechend der im Text beschriebenen Be-
rechnungsmethode.

5.5.3. Spektrum des Statorstroms bei Umrichterspeisung

Neben der Leistungsmessung wird auch der Oberschwingungsgehalt des Statorstroms bei
Umrichterspeisung im generatorischen Bemessungspunkt anhand des oszillografierten zeitli-
chen Statorstrangstroms analysiert. Zur Aufnahme der Signalverläufe wird dasselbe Messda-
tenerfassungssystem GEN4tB mit den Kompensationsstromwandlern CTS600ID wie bei der
Leistungsmessung eingesetzt [152, 153]. Der zeitliche Verlauf des Strangstroms iU(t) ist in
Abb. 5.26(a) und dessen Frequenzspektrum in Abb. 5.26(b) dargestellt.

Als niederfrequente Stromoberschwingungen treten die Vielfachen k = 2; 5 und 7 der Stator-
frequenz auf. Die Amplituden dieser Oberschwingungen betragen jeweils ca. 1% der Strom-
amplitude der Grundschwingung und sind bedingt durch die magnetische Sättigung und
Oberschwingungen der Polradspannung. Diese Stromoberschwingungen sind für den Groß-
teil der relativ kleinen Oberschwingungsleistung verantwortlich. Daneben treten auch hoch-
frequente Stromoberschwingungen um Vielfache der Taktfrequenz von fT = 6kHz auf. Das
Stromspektrum in Abb. 5.26(b) zeigt entsprechende Stromoberschwingungen gruppiert um
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fT und 3 · fT = 18kHz. Allerdings liegen die Amplituden im Bereich von 1 bis 2 Tausendstel
der Stromgrundschwingung und führen zu keinen signifikanten Oberschwingungsverlusten.
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Abb. 5.26.: Gemessener Strangstrom (Strang U) bei Umrichterspeisung mit fT = 6kHz Takt-
frequenz im generatorischen Bemessungspunkt mit nN = 60min-1 und MN =
2800Nm.

5.6. Drehzahl-Drehmoment-Kennfelder

Das Drehzahl-Drehmoment-Kennfeld für Verlustleistungen und Wirkungsgrad wird für den
generatorischen Betrieb bei vollständiger Speisung der Statorwicklung mit a = 8 parallelen
Wicklungszweigen mit der Verschaltung nach Abb. 5.27 aufgenommen. Dies verdoppelt den
Grunddrehzahlbereich auf nref = 120min-1 gegenüber a = 4 parallelen Zweigen, da die re-
sultierende Windungszahl je Strang halbiert wird. Durch die höhere Drehzahl werden höhere
Rotorwirbelströme erwartet. Zudem wird das Kennfeld bis Mref = 4300Nm aufgenommen,
was etwa 1,5-facher Überlast entspricht. Als Bestromungswinkel wird stets ein Stromwinkel
β ≈−100° eingestellt, der wie in Abschnitt 5.4.1.2 diskutiert, näherungsweise einem Betrieb
mit minimalen Verlusten (MTPL) entspricht.

Die Versuche werden an einer warmen Maschine mit einer mittleren Wicklungstemperatur
ϑCu ≈ 110° durchgeführt. Durch die ständige Überwachung der Temperaturmesswerte der
Pt100-Messfühler in der Wicklung und den daraus abgeleiteten Anpassungen im Versuchsab-
lauf wird die mittlere Wicklungstemperatur während der Aufnahme des Kennfelds in einem
Toleranzband von ca. ±10K gehalten. In der Auswertung werden die Stromwärmeverluste,
die Gesamtverluste und der Wirkungsgrad entsprechend der nominellen mittleren Wicklungs-
temperatur von ϑCu = 160°C umgerechnet.
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Abb. 5.27.: Verschaltung der Statorwicklung für den Betrieb mit a = 8 parallelen Zweigen.
Klemmenbezeichnung nach Abb. 4.4.

5.6.1. Gesamtverluste und Gesamtwirkungsgrad

Die Regressionsrechnung der Messwerte für die Verlustleistungsbestimmung wird in Anleh-
nung an die Norm DIN 60034-2-3, Verfahren 2-3-A auf Grundlage der direkten Messung
der aufgenommenen und abgegebenen Leistung durchgeführt [165]. Die Ansatzfunktion zur
Regressionsrechnung der Gesamtverluste heißt Pd,ber( f ,Mm) und besteht nach (5.34) aus der
Summe von NVL Verlusttermen gi( f ,Mm). Bei den Verlusttermen gi( f ,Mm) handelt es sich
nach (5.35) um Monome der bezogenen Frequenz f/ fref und des bezogenen Drehmoments
|Mm|/Mref mit den jeweiligen Exponenten λf,i bzw. λM,i. Während die Anzahl und die Ex-
ponenten der Verlustterme a priori festgelegt werden, bilden die Faktoren kVL,i die Freiheits-
grade der Regressionsrechnung.

In der Norm DIN 60034-2-3 wird die Verwendung von sieben Verlusttermen mit genau de-
finierten Exponenten vorgegeben. Für die Bestimmung der Faktoren kVL,i sieht die Norm
abhängig von der Anzahl der verwendeten Messpunkte zwei Verfahren vor. Bei Verwendung
von sieben Messpunkten mit genau definierter bezogener Frequenz und definiertem bezoge-
nem Drehmoment ergeben sich die Faktoren durch Lösung eines linearen Gleichungssystems.
Bei Verwendung von mehr Messpunkten ergibt sich ein überbestimmtes Gleichungssystem.
In diesem Fall werden die Faktoren kVL,i durch numerische Verfahren so bestimmt, dass der
in (5.36) dargestellte mittlere relative Interpolationsfehler QISI minimal wird [166].

Da hier die Maschine bis zur 1,5-fachen Überlast vermessen wird, muss für eine aussage-
kräftige Regressionsrechnung mit einem mittleren relativen Interpolationsfehler QISI < 0,05
eine aufwändigere, von der Norm abweichende Ansatzfunktion Pd,ber( f ,Mm) gewählt wer-
den. Die Verlustterme bzw. deren Exponenten wurden durch systematische Untersuchung
aller Verlustterme mit Exponenten kleiner gleich vier festgelegt [167]. Daraus resultiert die
Wahl von acht Verlusttermen, deren Exponenten in den Spalten λf,i und λM,i von Tab. 5.10
dargestellt sind. Damit das Modell auch physikalisch plausibel ist, wird als Nebenbedingung
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des Optimierungsproblems in (5.37) gefordert, dass alle Verlustkoeffizienten nicht negativ
sind. Die Lösung des Problems zur Bestimmung der kleinsten quadratischen relativen Ab-
weichungen der Messwerte vom interpolierten Ergebniswert erfolgt mit Hilfe eines in der
Software MATLAB enthaltenen numerischen Lösers [168]. Datengrundlage für die Regres-
sionsrechnung bilden die N = 56 durchgeführten Messungen, an den in Abb. 5.29(b) mit
Kreuzen markierten Drehzahl-Drehmoment-Kombinationen.

Pd,ber( f ,Mm) =
NVL

∑
i=1

kVL,i ·gi( f ,Mm) (5.34)

gi( f ,Mm) =

(︃
f

fref

)︃λf,i

·
(︃ |Mm|

Mref

)︃λM,i

(5.35)

QISI =

⌜⃓
⎷⃓ 1

N
·

N

∑
j=1

(︄
Pd,1,mess( f j,Mm, j)−Pd,1,ber( f j,Mm, j)

Pd,1,mess( f j,Mm, j)

)︄2

(5.36)

min
kVL,i

{QISI} mit ∀i : kVL,i ≥ 0 (5.37)

Das Resultat der Regressionsrechnung ist die Funktion Pd,ber(n,Mm) zur Berechnung der Ge-
samtverluste mit den in Tab. 5.10 in Spalte kVL(Pd) dargestellten Faktoren. Die berechneten
Gesamtverluste Pd,ber(n,Mm) werden in Abb. 5.28 gemeinsam mit den gemessenen Gesamt-
verlusten der Einzelmessungen dargestellt und zeigen entsprechend dem mittleren relativen
Interpolationsfehler QISI = 2,5% nur geringe Abweichungen. Wie in Abb. 5.29(a) dargestellt,
gibt es insbesondere bei geringen Drehzahlen und sehr großen Drehmomenten aufgrund der
hohen Stromwärmeverluste einen Bereich, in dem die Verluste Pd,ber die mechanische Ein-
gangsleistung Pin =−Pm übersteigen. In diesem Bereich wird der Wirkungsgrad rechnerisch
negativ. Der nach (5.38) berechnete Gesamtwirkungsgrad η ist in Abb. 5.29(b) dargestellt.

η =
Pin −Pd,ber

Pin
=

(−Pm)−Pd,ber

(−Pm)
(5.38)

5.6.2. Einzelverluste: Rotorverluste

Die mit der Regressionsrechnung bestimmte Funktion der Gesamtverluste wird auf die
Einzelverluste aufgeteilt, um explizite Ausdrücke für jede Verlustgruppe und insbesonde-
re für die Rotorverluste zu bestimmen. Grundlage hierfür ist die in jedem der 56 Mess-
punkte j durchgeführte Einzelverlustbestimmung nach Abschnitt 5.3.1. Die daraus resul-
tierenden Teilverlustleistungen werden im Folgenden Pmess,l( f j,Mm, j) genannt. Dabei be-
zeichnet der Index l die Verlustgruppe. Insgesamt werden die Nez = 5 in Abschnitt 5.3
dargestellten Verlustgruppen betrachtet: Statorstromwärmeverluste PCu,s, Rotorwirbelstrom-
verluste der Grundschwingung Pr,1, Statorummagnetisierungsverluste der Grundschwingung
PFe,s,1, Oberschwingungsverluste durch Umrichterspeisung Pel,o und Reibungsverluste Pfr.
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Tab. 5.10.: Regressionsfunktion nach Verlusttermen und Gewichtungsfaktoren für Gesamt-
und Einzelverluste. Referenzwerte für Frequenz fbez = 40Hz und Drehmoment
Mbez = 4300Nm. Der mittlere Interpolationsfehler der Gesamtverluste beträgt
QISI(Pd) = 2,5%.

i λf,i λM,i
kVL(Pd)

W
kVL(PCu,s)

W
kVL(Pr,1)

W
kVL(PFe,s,1)

W
kVL(Pel,o)

W
kVL(Pfr)

W
1 0 1 740,5 740,5 0,0 0,0 0,0 0,0
2 0 2 1586,2 1586,2 0,0 0,0 0,0 0,0
3 0 4 6221,5 6221,5 0,0 0,0 0,0 0,0
4 1 0 106,8 0,0 0,0 43,7 56,1 7,0
5 1 1 672,2 223,7 217,4 230,9 0,0 0,2
6 1 4 277,4 159,6 117,8 0,0 0,0 0,0
7 2 0 152,3 0,0 90,5 35,0 23,5 3,4
8 2 4 1258,7 0,0 1258,7 0,0 0,0 0,0
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Abb. 5.28.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung): Ge-
messene Gesamtverluste Pd in einzelnen Betriebspunkten („Einzelmessung“) und
mittels Regressionsfunktion gemäß Tab. 5.10 berechnete Gesamtverluste Pd,ber
(„Regression“).
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Abb. 5.29.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung):
(a): Mittels Regression berechnete Gesamtverluste Pd,ber und mechanische Ein-
gangsleistung Pin =−Pm.
(b): Wirkungsgradkennfeld auf Grundlage der berechneten Gesamtverluste Pd,ber
mit 56 Messpunkten (Kreuze).
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Jede Verlustgruppe wird, wie in (5.39) gezeigt, durch eine separate Berechnungsfunktion
Pber,l( f ,Mm) nach dem Ansatz der Gesamtverluste modelliert. Für die Anpassung an die in
den Messpunkten bestimmten Einzelverluste Pmess,l( f j,Mm, j) stehen jeder Verlustgruppe l
daher NVL Faktoren kVL,l,i zur Verfügung. Diese Faktoren werden im Folgenden so bestimmt,
dass der mittlere relative Interpolationsfehler QISI,ez in (5.40) über alle Messungen N und alle
Verlustgruppen Nez minimal ist.

Als Nebenbedingung wird in (5.41) festgelegt, dass die Summe der Einzelverluste strikt den
Gesamtverlusten entsprechen muss. Weiterhin wird gefordert, dass alle Koeffizienten nicht
negativ sind, um physikalisch unplausible Anpassungen auszuschließen. Zur Lösung des Re-
gressionsproblems wird derselbe in MATLAB implementierte numerische Löser wie bei der
Regression der Gesamtverluste verwendet [168].

Pber,l( f ,Mm) =
NVL

∑
i=1

kVL,l,i ·gi( f ,Mm) (5.39)

QISI,ez =

⌜⃓
⎷⃓ 1

Nez ·N
·

Nez

∑
l=1

N

∑
j=1

(︄
Pmess,l( f j,Mm, j)−Pber,l( f j,Mm, j)

Pmess,l( f j,Mm, j)

)︄2

(5.40)

min
kVL,l,i

QISI,ez mit

{︄
∀l, i : kVL,l,i ≥ 0

∀i : ∑NVL
l=1 kVL,l,i = kVL,i

(5.41)

Die resultierenden Faktoren kVL,l,i der Einzelverlustfunktionen sind in Tab. 5.10 rechts auf-
geführt. Durch die gemeinsame Darstellung der in einzelnen Betriebspunkten (n, Mm) ge-
wonnenen Einzelverluste und der über Regression ermittelten Einzelverlustfunktionen wird
die Güte der Regressionsrechnung veranschaulicht. Für die Rotorverluste bei Grundschwin-
gungsspeisung Pr,1 ist dieser Vergleich in Abb. 5.30 gegeben. Für die anderen Verlustgruppen
sind die entsprechenden Diagramme im Anhang A.8.5 in Abb. A.25–A.28 gezeigt. Eine al-
leinige Darstellung der durch Regression gewonnenen Funktion der Rotorverluste bei Grund-
schwingungsspeisung ist in Abb. 5.31 als Konturdiagramm enthalten. Die Konturdiagramme
der Regressionsfunktionen der anderen Verlustgruppen sind wiederum im Anhang A.8.5 in
Abb. A.29 gezeigt. Erwartungsgemäß dominieren die Statorstromwärmeverluste die Gesamt-
verluste. Die Verlustfaktoren der Rotorverluste bei Grundschwingungsspeisung kVL(Pr,1) in
Tab. 5.10 führen auf die Verlustfunktion Pr,1,ber ( f ,Mm) in (5.42) mit vier Verlusttermen.

Pr,1,ber ( f ,Mm) = 217,4W ·
(︃

f
fref

)︃
·
(︃ |Mm|

Mref

)︃
+117,8W ·

(︃
f

fref

)︃
·
(︃ |Mm|

Mref

)︃4

+90,5W ·
(︃

f
fref

)︃2
+1258,7W ·

(︃
f

fref

)︃2
·
(︃ |Mm|

Mref

)︃4
(5.42)

Die auftretenden Verlustterme, welche das Resultat einer Regressionsrechnung sind, spie-
geln das physikalische Verhalten. Zum Beispiel treten im Stillstand keine rein vom Dreh-

259



5.7. Stoßkurzschluss

moment abhängigen Verlustterme auf. Jedoch tritt der rein von der Frequenz bzw. Drehzahl
abhängige Verlustterm ( f/ fref)

2 auf, der physikalisch durch die nutungsbedingte magneti-
sche Flusspulsation des PM-Luftspaltfelds im Leerlauf bzw. die daraus resultierenden Wir-
belstromverluste im Rotor erklärt werden kann. Im Bemessungspunkt mit nN = 60min-1 und
MN = 2800Nm betragen die durch Verlusttrennung im Messpunkt ermittelten Rotorverlus-
te Pr,1,mess ± u = (156±38)W. Die Regressionsrechnung ergibt Pr,1,ber = 161W, was einer
Abweichung von weniger als 3 Prozentpunkten entspricht.
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Abb. 5.30.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung): Ro-
torverluste bei Grundschwingungsspeisung Pr,1; Einzelverlustbestimmung an 56
Messpunkten mit ±1 · u einfacher Messunsicherheit („Messpunkt“) und daraus
ermittelte Regressionsfunktion zur Interpolation der Messwerte gemäß Tab. 5.10
(„Regression“).

5.7. Stoßkurzschluss

Der dreiphasige Stoßkurzschluss wird für die vollständig gespeiste Maschine mit a = 4 par-
allelen Zweigen (Abb. 4.5) aus dem generatorischen Leerlauf bei der Bemessungsdrehzahl
nN = 60min-1 durchgeführt. Neben der Messung erfolgt die simulative Berechnung des Stoß-
kurzschlusses mit Hilfe des linearen Maschinenmodells aus Abschnitt 4.5.1. Abschließend
werden die in den gemessenen und simulierten Zeitverläufen auftretenden Maxima des Kurz-
schlussstrangstroms hinsichtlich der Entmagnetisierung der Permanentmagnete bewertet.
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Abb. 5.31.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung): Ro-
torverluste bei Grundschwingungsspeisung Pr,1; Konturdiagramm der Regressi-
onsfunktion aus Abb. 5.30.

5.7.1. Berechnung des elektromagnetischen Drehmoments

Die Prototypmaschine ist starr mit der drehzahlgeregelten Lastmaschine gekuppelt. Die Dreh-
zahlregelung ist vor und während des Stoßkurschlusses aktiv, wobei der Sollwert die Be-
messungsdrehzahl nN = 60min-1 der Prototypmaschine ist. Auf Grund der geringen Bemes-
sungsdrehzahl bzw. des im Verhältnis dazu geringen Massenträgheitsmoments J der Proto-
typmaschine würde der Stoßkurzschluss im ungekuppelten Zustand zu sehr großen Drehzah-
länderungen führen. Gemessen werden neben den Strangspannungen und -strömen auch der
mechanische Drehwinkel γm und das zeitlich veränderliche Wellendrehmoment mm. Es wer-
den mehrere dreiphasige Stoßkurzschlüsse bei warmer Prototypmaschine mit einer mittleren
Statorwicklungstemperatur von ϑCu = 105°C und einer Magnettemperatur von ϑM = 59°C
manuell durchgeführt. Im Folgenden werden die Messdaten bei zufälligem Kurzschlussein-
tritt nahe des Nulldurchgangs der Strangspannung im Strang V diskutiert, die den betragsmä-
ßig größten Strangstrom erwarten lassen („Worst Case“). Die Zeitverläufe der mechanischen
Größen zur Berechnung des elektromagnetischen Drehmoments mel sind in Abb. 5.32 darge-
stellt. Die Diskussion der elektrischen Größen erfolgt später in Abb. 5.34.

Der gemessene mechanische Drehwinkel γm in Abb. 5.32(a) zeigt, dass der Ausgleichsvor-
gang nach Eintritt des Stoßkurzschlusses in weniger als einer halben Umdrehung abgeklun-
gen ist. Durch zeitliche Differentiation nach (5.43) wird aus dem mechanischen Drehwinkel
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Abb. 5.32.: Gemessener dreiphasiger Stoßkurzschluss der Prototypmaschine: (a) Gemessener
Rotorwinkel γm; (b) Berechnete Drehzahl n; (c) Gemessenes Wellendrehmoment
mm, berechnetes Trägheitsdrehmoment J · Ω̇ m und berechnetes elektromagneti-
sches Drehmoment mel. Kurschlusseintritt bei t = 0s. Die zugehörigen Verläufe
der elektrischen Größen sind in Abb. 5.34 als Nr. 9 dargestellt.

γm die Winkelgeschwindigkeit Ωm bzw. Drehzahl n ermittelt, welche in Abb. 5.32(b) dar-
gestellt ist. Die aktive Drehzahlregelung der Lastmaschine sorgt dafür, dass die Drehzahl in
einem, bezogen auf nN, relativ weiten Band von −15min-1 bis +18min-1 um die Solldreh-
zahl nN = 60min-1 gehalten wird.
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Ωm = 2π ·n =
dγm

dt
(5.43)

Der zeitliche Verlauf des gemessenen Wellendrehmoments mm in Abb. 5.32(c) wird von
der Lastmaschine gedeckt und hat einen unregelmäßigen Verlauf mit einem Spitzenwert
von −3512Nm. Der Verlauf weist keine klar erkennbare statorfrequente Pulsation auf, die
charakteristisch für das elektromagnetische Kurschlussdrehmoment ist. Grund für den ab-
weichenden Verlauf sind die relativ zur kleinen Bemessungsdrehzahl nN = 60min-1 großen
Drehzahlschwankungen. Um das elektromagnetische Drehmoment mel zu erhalten, wird das
Trägheitsdrehmoment J · Ω̇ m dem Wellendrehmoment mm(t) nach (5.45) addiert. Das Mas-
senträgheitsmoment J auf der Prototypseite wird aus den Rotorbauteilen nach Tab. 5.11 rech-
nerisch ermittelt. Die Berechnung der Winkelbeschleunigung Ω̇ m erfordert eine weitere zeit-
liche Differentiation (5.44). Die geringe Lager- und Luftreibung der Prototypmaschine kann
bei der Bestimmung des elektromagnetischen Drehmoments vernachlässigt werden.

Ω̇ m =
d2γm

dt2 (5.44)

mel = mm + J ·Ωṁ (5.45)

Entsprechend der zeitlichen Differentiation liegen die Nulldurchgänge von J · Ω̇ m in Abb.
5.32(c) an den Zeitpunkten, wo die Drehzahl n in Abb. 5.32(b) Extrema aufweist. Das be-
rechnete elektromagnetische Drehmoment mel in Abb. 5.32(c) weist einen exponentiell ab-
klingenden, statorfrequenten Anteil auf, wie in Abschnitt 4.5.3 hergeleitet. Der Spitzenwert
des elektromagnetischen Drehmoments mm beträgt −2794Nm und ist etwa so groß wie das
Bemessungsmoment MN = 2,8kNm.

Die zur Durchführung dieser Berechnungen notwendige Signalverarbeitung erfolgt mit MAT-
LAB und umfasst zunächst eine Tiefpassfilterung des gemessenen mechanischen Rotorwin-
kels γm, um die Verstärkung störender hochfrequenter Signalanteile, wie zum Beispiel dem
Quantisierungsrauschen der Inkremental-Winkelmessung, bei der nachfolgenden Differentia-
tion vorzubeugen. Alle verwendeten Filter sind linearphasig. Die gefilterten Signale werden
entsprechend ihrer Gruppenlaufzeit zeitlich verschoben, um die Synchronizität der berechne-
ten Signale mit den anderen (Mess-)Signalen zu gewährleisten [169, 170].

Tab. 5.11.: Berechnete Massenträgheitsmomente J auf der Prototypseite der Messwelle

J/(kg ·m2)

Prototyprotor (Rotorglocke und Magnete) 9,058
Adapter für Messflansch 0,186
Messwelle (anteilig Prototypseite) [144] 0,018

Gesamtträgheitsmoment J 9,262
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5.7.2. Simulation des Stoßkurzschlusses

Zur Nachrechnung des Stoßkurzschlusses wird das lineare Maschinenmodell aus Abschnitt
4.5.1 nach (4.85)–(4.93) verwendet. Wie in Abschnitt 4.5.2 dargestellt, werden keine Ersatz-
dämpferwicklungen verwendet, sodass der Rotorwirbelstromeinfluss auf das Kurzschluss-
drehmoment vernachlässigt wird. Zur numerischen Lösung mit Hilfe einer Zeitschrittsimu-
lation wird das Differentialgleichungssystem in das Integralgleichungssystem (5.46)–(5.50)
überführt. Die Lösung erfolgt mit der Software Simulink. Die Bewegungsgleichung wird
nicht implementiert, da die Kreisdrehzahl Ωm entsprechend den Messdaten vorgegeben wird.
Die Strangspannungen und Strangströme ergeben sich aus der inversen Park-Transformation
(4.84) unter Verwendung des ebenfalls vorgegebenen Rotorwinkels γm.

ψd =
∫︂ (︁

ud −Rs · id + p ·Ωm ·ψq
)︁

dt +ψd,0 (5.46)

ψq =
∫︂ (︁

uq −Rs · iq − p ·Ωm ·ψd
)︁

dt +ψq,0 (5.47)

id =
ψd −ψM

Ld
(5.48)

iq =
ψq

Lq
(5.49)

mel =
m · p

2
(︁
ψd · iq −ψq · id

)︁
(5.50)

5.7.2.1. Ersatzschaltbildparameter

Es ist zweckmäßig für den Stoßkurzschluss aus Leerlaufbetrieb, die als konstant angenom-
mene PM-Statorflussverkettung ΨM und die ebenfalls als konstant angenommenen Induktivi-
täten Ld und Lq für die Berechnung des Stoßkurzschlusses aus der gemessenen Leerlaufspan-
nung und dem gemessenen Dauerkurzschlussstrom zu ermitteln und nicht die für den Be-
messungspunkt bestimmten Werte zu verwenden. Dadurch wird insbesondere sichergestellt,
dass sowohl die Anfangswerte bei Leerlauf als auch die stationären Endwerte im Dauerkurz-
schluss konsistent zu den gemessenen Zeitverläufen sind.

Die eingesetzte Messtechnik zeichnet auch die Rotorlage auf, sodass der Dauerkurzschluss-
strom mit Hilfe der Park-Transformation in eine d- und q-Komponente zerlegt werden kann.
Die so ermittelten Werte Id und Iq werden gemeinsam mit der aus dem Leerlaufversuch über-
nommenen Polradspannung Up,0 verwendet, um die Induktivitäten zu ermitteln (s. Zeigerdia-
gramm in Abb. 5.33). Der Statorwicklungswiderstand je Strang Rs wird aus der Messung der
mechanischen Bremsleistung ermittelt. Die verwendeten Messwerte und errechneten Ersatz-
schaltbildparameter sind in Tab. 5.12 zusammengefasst. Die Annahme einer konstanten Pol-
radspannung führt rechnerisch auf Statorinduktivitäten mit Ld > Lq. Neben diesem Parame-
tersatz, der auf eine magnetisch unsymmetrische Maschine führt (Simulation Nr. 11), wird die
Zeitschrittsimulation auch für eine nach (4.121) symmetrisierte Maschine mit Ls = 48,2mH
durchgeführt (Simulation Nr. 10).
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Abb. 5.33.: Zeigerdiagramm für den dreiphasigen Dauerkurzschluss.

5.7.3. Ergebnisse und Vergleich

Im Folgenden wird die mit Nr. 9 bezeichnete Messung mit den beiden Zeitschrittsimulationen
Nr. 10 (magnetisch symmetrische Maschine) und Nr. 11 (magnetisch unsymmetrische Ma-
schine) verglichen. In Abb. 5.34 sind die Zeitverläufe der Statorstromkomponenten id und iq,
des elektromagnetischen Drehmoments mel und des Strangstroms iV dargestellt. Aufgrund
der relativ geringen Abweichungen können beide linearen Modellen Nr. 10 und Nr. 11 als
konsistent mit der Messung bewertet werden. Quantitativ werden in Tab. 5.13 die Spitzen-
werte von Stoßkurzschlussmoment und Kurzschlussstrom angegeben. Die Abweichung in
den Spitzenwerten beträgt demnach wenige Prozentpunkte.

Der gemessene Spitzenwert des Kurzschlussstroms iV,max = 79,0A beträgt nur rund 60% des
nach Abschnitt 4.5.5 hinsichtlich der Entmagnetisierfestigkeit der Rotormagnete zulässigen
Werts von 136,7A (Tab. 4.15). Dies wird durch die nach dem Stoßkurzschlussversuch gemes-
sene, unveränderte Leerlaufspannung bestätigt. Bei Stoßkurzschluss aus Nennlast ist gemäß
Abschnitt 4.5.4 von einem um 12 Prozentpunkte höheren Stromspitzenwert auszugehen.

Der im Stoßkurzschlussstrom verborgene Gleichstromanteil nimmt näherungsweise mit der
in (4.109) eingeführten Ankerzeitkonstanten τa = Ld/Rs = 70ms ab, was im Vergleich zur
Periodendauer T = 1/ f = 50ms und dem Auftreten des Strommaximums nach etwa T/2 =

25ms zunächst vernachlässigt wird. Dann ist der Stoßkurzschlussstrom-Scheitelwert etwa
der doppelte Scheitelwert des Dauerkurzschlussstroms bei f = 20Hz, also

√
2 · 2 · 31A ≈

88A. Laut Tab. 5.13 liegen die simulierten Werte bei ca. 75A inklusive des abklingenden
Gleichanteils, wonach die Simulation plausibel ist.
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Tab. 5.12.: Prototypmaschine: Leerlauf- und Kurzschlussmessung; Maschine näherungswei-
se betriebswarm.

Messwerte: Temperaturen

Mittlere Leitertemperatur der Statorwicklung ϑCu 104,9°C
Rotortemperatur ϑry (≈ Magnettemperatur ϑM) 59,0°C

Messwerte: Generatorischer Leerlauf

Drehzahl n 60,00min-1

Schleppmoment M 20,9Nm
Leerlaufspannungszeiger (eff.) U0 =Ud + j ·Uq =Up,0 (0+197,4j)V

Messwerte: Dauerkurzschluss

Drehzahl n 60,00min-1

Bremsdrehmoment M 316,1Nm
Dauerkurzschlussstromzeiger (eff.) Is = Id + j · Iq (−30,82−3,65j)A

Errechnete Ersatzschaltbildparameter

Statorwicklungswiderstand je Strang Rs 687,5mΩ
PM-Flussverkettung der Statorwicklung je Strang ψM 2,222Vs
Synchroninduktivität der Längsachse Ld 50,30mH
Synchroninduktivität der Querachse Lq 46,23mH

Tab. 5.13.: Modellparameter und Ergebnisse des gemessenen dreiphasigen Stoßkurzschlusses
aus vorherigem Leerlauf und dessen Nachrechnung.

Nr. Anfangswert Typ
Rs

mΩ
Ld

mH
Lq

mH
iV,max

A
−mel,max

kNm
9 Id,0 = 0A

Iq,0 = 0A
Messung
n = var.

79,0 2,79

10 Id,0 = 0A
Iq,0 = 0A

Simulink
n = var.

688 48,2 48,2 76,4 2,85

11 Id,0 = 0A
Iq,0 = 0A

Simulink
n = var.

688 50,3 46,2 73,4 2,76
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Abb. 5.34.: Messung und Simulation des dreiphasigen Stoßkurzschlusses des Prototyps aus
dem Leerlauf nN = 60min-1 mit aktiver Drehzahlregelung der Belastungsmaschi-
ne im Nulldurchgang der Strangspannung uV(t) mit dem Strangstrom iV(t) in (d)
zum Zeitpunkt t = 0. In (a) und (b) sind die Zeitverläufe der d-Komponente id(t)
und der q-Komponente iq(t) des Statorstromraumzeigers dargestellt, in (c) das
elektromagnetische Stoßkurzschlussmoment mel(t). Die Ersatzschaltbildparame-
ter von Nr. 10 und Nr. 11 sind in Tab. 5.13 zusammen mit den Strangstrommaxima
und Drehmomentmaxima angegeben. Für die Simulation in Nr. 10 und Nr. 11 ist
der gemessene Verlauf des Rotordrehwinkels γm aus Abb. 5.32(a) vorgegeben.
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6. Zusammenfassung

Im Rahmen der vorliegenden Dissertation wird die Kombination von Zahnspulenwicklungen
und einem massiven Rotorjoch für drehmomentstarke, hochausgenutzte permanentmagnet-
erregte Synchronmaschinen (PMSM) für getriebelose Offshore-Windenergieanlagen und in
einer im Vergleich hierzu deutlich kleineren Prototypmaschine untersucht. Motiviert wird
der Einsatz von Zahnspulenwicklungen einerseits dadurch, dass dieser Wicklungstyp höhere
Polzahlen als eine verteilte Wicklung ermöglicht und sich so geringere Jochhöhen mit klei-
neren Eisenmassen ergeben. Andererseits sind Zahnspulenwicklungen wegen der kreuzungs-
freien Wickelköpfe günstiger zu fertigen und weisen aufgrund der kurzen Wickelkopflänge
entsprechend geringe Statorstromwärmeverluste im Wickelkopf auf. Problematisch sind bei
Zahnspulenwicklungen die im Allgemeinen relativ geringen Arbeitswellenwicklungsfakto-
ren und die zahlreichen und amplitudenstarken Statorluftspaltfeldharmonischen. Diese Har-
monischen führen zu einer großen Ober- und Unterwellenstreuung der Statorwicklung mit
hohem Blindleistungsbedarf sowie zu signifikanten Rotorwirbelstromverlusten im Falle mas-
siver Rotorjoche und grob segmentierter Magnete. Daraus resultiert eine größere Umricht-
erscheinleistung, die aufgrund der Hochausnutzung zusätzlich vergrößert wird. Fallweise er-
geben die zusätzlichen Feldober- und Feldunterwellen der Statorzahnspulenwicklung auch
erhöhte magnetische Geräuschpegel, je nach Schwingungseigenschaft des bei hoher Polzahl
vergleichsweise dünnen Stator- und Rotorjochrings. Andererseits hat die hohe Statorinduk-
tivität kleine Stoßkurzschlussströme und Stoßkurzschlussmomente zur Folge, was für die
Bemessung z. B. der Rotorwelle vorteilhaft ist.

Für den Einsatz in einer getriebelosen Offshore-Windenergieanlage mit einer Bemessungs-
leistung von 8MW bei einer Bemessungsdrehzahl von 10,2min-1 wurden mit Hilfe schneller
analytischer Rotorwirbelstromberechnungen die dreisträngigen Zweischichtzahnspulenwick-
lungen mit q = 1/2 und q = 2/5 Nuten pro Pol und Strang als geeignete Kandidaten mit ther-
misch zulässigen Rotorwirbelstromverlusten identifiziert. Bei dieser Vorauswahl wurde auch
die thermische Zulässigkeit der Rotorwirbelstromverluste im massiven Rotorjoch bei einem
Notbetrieb mit Speisung von nur zwei von vier Quadranten der Statorwicklung geprüft. Aller-
dings treten dabei hohe magnetische Radialzugkräfte auf, die bei der typischen Außenläufer-
bauweise den glockenförmigen, aufgrund der Hochpoligkeit dünnen Rotor elliptisch verfor-
men, sodass versteifende Konstruktionselemente unbedingt erforderlich sind. Dieser Effekt
tritt auch bei Generatoren mit Ganzlochwicklungen in gleicher Weise auf. Anschließend wur-
den für diese beiden Wicklungsvarianten und eine verteilte dreisträngige Einschichtwicklung
mit q = 1 Nuten pro Pol und Strang mit Hilfe einer genetischen Mehrziel-Optimierung Ma-
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schinen für einen vorgegebenen Bauraum ausgelegt, die einen möglichst hohen Wirkungsgrad
im Bemessungspunkt und eine möglichst geringe Magnetmasse aufweisen. Dabei kamen ma-
gnetostatische 2D-FE-Simulationen, eine analytische Wirbelstromberechnung mit linearen
Ersatzmaterialien und eine thermische Berechnung zum Einsatz. Die Optimierungsergebnis-
se einer Anlage der 8MW-Klasse zeigen, dass die Zahnspulenwicklungen bei gleicher Ma-
gnetmasse aufgrund ihres geringeren Arbeitswellenwicklungsfaktors und der signifikanten
Statorfeldharmonischen stets einen etwas geringeren Wirkungsgrad aufweisen. Da die axiale
Länge der betrachteten Maschinen ca. das 17-Fache der Polteilung ist, haben die kürzeren
Wickelköpfe der Maschinen mit Zahnspulenwicklung keinen signifikanten Einfluss auf die
Statorstromwärmeverluste. Vielmehr führen der höhere Arbeitswellenwicklungsfakor und die
geringeren Rotorwirbelstromverluste bei der Variante mit verteilter q= 1 Einschichtwicklung
auf einen höheren Wirkungsgrad als die Varianten mit Zahnspulenwicklung. Für eine vorge-
gebene Magnetmasse von 4300kg erreichen die PMSM mit verteilter q = 1 Einschichtwick-
lung einen Wirkungsgrad von 94,4% im Bemessungspunkt, während die Zweischichtzahn-
spulenwicklungen mit q = 1/2 und q = 2/5 einen um 2,2 bzw. 1,1 Prozentpunkte geringeren
Wirkungsgrad aufweisen. Darüber hinaus haben die Maschinen mit Zahnspulenwicklungen
wegen der großen Unter- und Oberwellenstreuung einen deutlich geringeren Grundschwin-
gungsleistungsfaktor. Bei einer vorgegebenen Magnetmasse von 4300kg beträgt der Grund-
schwingungsleistungsfaktor für die Zahnspulenwicklungen nur 0,7, während die Variante mit
verteilter Einschichtwicklung mit q = 1 einen Grundschwingungsleistungsfaktor von etwa
0,85 erreicht. Die speisenden Umrichter müssen daher im Verhältnis 0,85/0,7 = 1,2 größer
dimensioniert werden, was mit entsprechend höheren Kosten einhergeht.

Ist trotz dieser Nachteile der Einsatz einer Zahnspulenwicklung zum Beispiel aufgrund ihrer
einfacheren Herstellung gewünscht, empfiehlt sich der Einsatz der Zweischichtzahnspulen-
wicklung mit q = 2/5, da der Arbeitswellenwicklungsfaktor 0,933 deutlich höher ist als bei
der Zweischichtzahnspulenwicklung mit q = 1/2 und einem Arbeitswellenwicklungsfaktor
von 0,866. Außerdem weist die Wicklungsvariante mit q = 2/5 eine um Faktor 10 geringere
Drehmomentpulsation und ein günstigeres Geräuschverhalten auf. Anders als bei q= 1/2 und
q = 1 tritt nämlich bei Grundschwingungsspeisung keine signifikante atmende Schwingungs-
anregung der Rotorglocke (Schwingungsmode Null) auf, die eine besonders weitreichende
Schallabstrahlung bewirkt. Die große Wicklungsinduktivität der Zahnspulenwicklungen be-
wirkt auch eine entsprechend stärkere Glättung des Statorstroms, sodass umrichterbedingte
Stromoberschwingungen und ihre zugehörigen Oberschwingungsverluste, aber auch die et-
wa schaltfrequente Schwingungsanregung der nullten Mode der Rotorglocke deutlich kleiner
ausfallen. Diese umrichterbedingten magnetischen Geräusche wurde jedoch in dieser Arbeit
wegen der starken Stromglättung nicht weiter untersucht.

Die Kombination aus dreisträngiger Zweischichtzahnspulenwicklung mit q = 2/5 und mas-
sivem Rotorjoch wurde als Prototypmaschine in Außenläuferbauweise mit rechteckförmigen
NdFeB-Oberflächenmagneten ausgelegt, gebaut und vermessen. Der Bauraum und die Pol-
zahl 40 wurden so vorgegeben, dass sich ein für Zahnspulen sinnvoll ausführbares, vorteil-
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haftes und gegenüber den Windgeneratoren um Faktor 10 geringeres Verhältnis von axialer
Blechpaketlänge zu Polteilung von 1,7 ergibt. Bezogen auf den Bohrungsdurchmesser sind
die Joche der Prototypmaschine gegenüber den Windgeneratoren deutlich dicker und damit
die Rotorglocke vergleichsweise biegesteifer. Dieser Effekt wird durch die auch in den Au-
ßenabmessungen kleinere axiale Maschinenlänge im Verhältnis zum Durchmesser verstärkt.

Im Zuge der Auslegung wurde der parametrisierte Blechschnitt wiederum mit Hilfe einer
genetischen Mehrziel-Optimierung so bestimmt, dass die Magnetmasse gering und der Wir-
kungsgrad im Bemessungspunkt hoch ist. Die mit einem Innenwassermantel gekühlte Ma-
schine erreicht mit 10kg NdFeB-Magnetmasse bei einer thermischen Ausnutzung nach Wär-
meklasse 200 (N) ein Dauerdrehmoment von 2800Nm, wobei die axiale Blechpaketlänge
90mm und der Statoraußendurchmesser 658mm beträgt. Im Bemessungspunkt bei einer
Drehzahl von 60min-1 beträgt der direkt gemessene Wirkungsgrad der Prototypmaschine bei
Umrichterspeisung 84,7% was für die kleine Drehzahl und die hohe magnetische und ther-
mische Ausnutzung ein hoher Wert ist. Die beim Prototyp erprobte Einzelzahnfertigung mit
aufgesteckten vorgefertigten Spulen mit hohem Nutfüllfaktor von ca. 53% erlaubt eine mo-
dulare und damit relativ einfache Fertigung des Stators und dank des hohen Füllfaktors und
der tiefen Nuten auch einen hohen Strombelag, der gemeinsam mit der Wasserinnenman-
telkühlung erst die hohe Maschinenausnutzung ermöglicht. Diesem modularen und damit
kostengünstigen Aufbau stehen wie bei den Windgeneratoren mit Zahnspulenwicklungen die
erhöhten Umrichterkosten aufgrund des relativ geringen Grundschwingungsleistungsfaktors
von 0,72 gegenüber. Wegen der im Vergleich zu den großen Windgeneratoren deutlich steife-
ren Rotorglocke ist die Maschine im Normalbetrieb am Umrichter, aber auch bei Teilspeisung
der Wicklung in zwei Quadranten und vier Oktanten, geräuschlich völlig unauffällig, wie
subjektiv festgestellt wurde. Sie ist somit bestens auch für einen Notbetrieb nach teilweisem
Umrichterausfall und Weiterbetrieb mit abschnittsweise stromloser Statorwicklung geeignet.

Die Rotorwirbelstromverluste in den schwach segmentierten Oberflächenmagneten und dem
massiven Rotorjoch tragen im Bemessungspunkt etwa 6% zu den Gesamtverlusten bei, wie
durch ein indirektes Messverfahren bestimmt wurde. Neben der vollständigen Speisung der
Statorwicklung wird, motiviert durch den Windgenerator, die Speisung von zwei Quadranten
und vier Oktanten der Statorwicklung insbesondere hinsichtlich der Rotorwirbelstromver-
luste messtechnisch untersucht und die Ergebnisse mit den analytisch und simulativ voraus-
berechneten Werten verglichen. Die Rotorwirbelstromverluste setzen sich aus einem relativ
kleinen lastunabhängigen, durch Nutmodulation bedingten Anteil und einem näherungsweise
quadratisch mit dem Statorstrom ansteigenden lastabhängigen Anteil zusammen. Dabei erge-
ben sich im Überlastbetrieb bei Bemessungsdrehzahl 60min-1 mit doppeltem Bemessungs-
strom Rotorwirbelstromverluste von ca. 525W. Zwischen indirekter Messung und Simulation
betragen die Abweichungen dann ca. 10 Prozentpunkte und zwischen indirekter Messung
und analytischer Berechnung ca. 15 Prozentpunkte. Da die hier angewandte analytische Be-
rechnung den lastunabhängigen Anteil der Rotorwirbelstromverluste vernachlässigt, führt sie
stets zu geringeren Rotorwirbelstromverlusten als die indirekte Messung und Simulation.
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A. Anhang

A.1. Materialparameter

A.1.1. Rotorglocke: S355

Bei S355 handelt es sich um einen unlegierten Baustahl mit einem Kohlenstoffanteil von
höchstens 0,22% (Massenanteil) [78]. Da der Hersteller Thyssen Krupp für Baustähle weder
magnetische Eigenschaften angibt noch garantiert, wurde die B(H)-Kennlinie eines im Koh-
lenstoffgehalts vergleichbaren Stahls angenommen. Bei dem Vergleichsstahl handelt es sich
um AISI 1018 mit höchstens 0,2% Kohlenstoffanteil. Die statische B(H)-Kennlinie wurde
[171] entnommen und ist in Abb. A.1 dargestellt. Die elektrische Leitfähigkeit und deren
Temperaturabhängigkeit ist nach [172] angegeben.
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Abb. A.1.: B(H)-Kennlinie des Rotorjochs aus S355J2H [171].
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Tab. A.1.: Eigenschaften Stahl S355J2H

Dichte γ 7850kg/m3

Elastizitätsmodul E 2,1 ·1011 Pa
elektrische Leitfähigkeit (20°C) σ 6,67MS/m
Temperaturkoeffizient des el. Widerstands α 5,7 ·10−3 1/K
Wärmeleitfähigkeit λ 55W/(m ·K)

A.1.2. Statorblech M470-65A

Die für feldnumerische Simulationen verwendete B(H)-Kennlinie ist in Abb. A.2 dargestellt.
Sie basiert auf einer bei 10Hz durchgeführten Messung des Herstellers [77].
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Abb. A.2.: B(H)-Kennlinie des Elektroblechs M470-65A [77].

Die spezifischen Ummagnetisierungsverluste liegen als Messdaten vom Hersteller [77] vor.
Durch lineare Regression nach dem Prinzip der kleinsten Fehlerquadrate werden daraus die
Verlustkoeffizienten kHy und kFt des Jordan’schen Verlustmodell (A.1) bestimmt [64]. Die so
berechneten Verlustkoeffizienten sind in Tab. A.2 angegeben. Die Güte der Regression wird
in Abb. A.3 visualisiert, indem die unter Verwendung dieser Verlustkoeffizienten berechneten
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Ummagnetisierungsverluste mit den Messwerten gemeinsam dargestellt werden.

PFe

mFe
= kHy · f ·B2 + kFt · f 2 ·B2 (A.1)

Diese Verluste gelten für das unbearbeitete Ausgangsblech. Die Erhöhung der Verluste durch
die Blechbearbeitung, insbesondere das Stanzen, wird durch Multiplikation der nach (A.1)
berechneten Verluste mit dem Bearbeitungsfaktor kv,Fe (s. Tab. A.2) berücksichtigt.
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Abb. A.3.: Ummagnetisierungsverluste von M470-65A; Messwerte [77] und Regression.

Tab. A.2.: Eigenschaften M470-65A [77]

Dichte γ 7650kg/m3

Elastizitätsmodul E 2,1 ·1011 Pa

Wärmeleitfähigkeit parallel zur Lamellierung λ∥ 28W/(m ·K)

Wärmeleitfähigkeit senkrecht zur Lamellierung λ⊥ 5W/(m ·K)

massenspezifische Hystereseverluste kHy 21,7 ·10−3 W/(kg ·Hz ·T2)

massenspezifische Wirbelstromverluste kFt 337 ·10−6 W/(kg ·Hz2 ·T2)

Bearbeitungsfaktor kv,Fe 1,6

Paketierungsfaktor kFe 0,95

291



A.1. Materialparameter

A.1.3. Statorblech M350-50A

Die verwendete B(H)-Kennlinie ist in Abb. A.5 dargestellt. Die Kennlinie basiert auf einer
bei 50Hz durchgeführten Messung [173]. Die Ermittlung der Jordan’schen Verlustkoeffi-
zienten erfolgt wie in Abschnitt A.1.2. Eine Visualisierung der Regression ist in Abb. A.4
dargestellt. Die Materialeigenschaften sind in Tab. A.3 zusammengefasst.

0
1,8 100

5

901,6 801,4

10

701,2

P
F
e

m
F
e
=

W k
g

60

f=HzB=T

1 50

15

0,8 400,6 30

20

0,4 200,2 10
00

Messdaten

Regression

Abb. A.4.: Ummagnetisierungsverluste von M350-50A; Messwerte [173] und Regression;
Weitere Messdatenreihen bei f = [200Hz;500Hz;1000Hz] (außerhalb des dar-
gestellten Bereichs).

Tab. A.3.: Eigenschaften M350-50A [173]

Dichte γ 7710kg/m3

Elastizitätsmodul E 2,1 ·1011 Pa

Wärmeleitfähigkeit parallel zur Lamellierung λ∥ 28W/(m ·K)

spezifische Wärmekapazität cp 460J/(kg ·K)

massenspezifische Hystereseverluste kHy 19,8 ·10−3 W/(kg ·Hz ·T2)

massenspezifische Wirbelstromverluste kFt 148 ·10−6 W/(kg ·Hz2 ·T2)

Bearbeitungsfaktor kv,Fe 1,0

Paketierungsfaktor (gemessen) kFe 0,964
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Abb. A.5.: Für feldnumerische Simulation verwendete B(H)-Kennlinie des Elektroblechs
M350-50A (basierend auf Messung bei 50Hz [173]).
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A.1.4. Magnetmaterial

Die von den Herstellern gemessenen J(H)-Verläufe [79, 133] werden in Anlehnung an die
Norm DIN IEC 60404-8-1 [174] linearisiert, sodass die Polarisation als lineare Funktion
Jlin(H) nach (A.2) vorliegt. Die in (A.2) auftretende Steigung χM ist die magnetische Suszep-
tibilität und der Ordinatenabschnitt J0 ist der konstante Anteil der magnetischen Polarisation.

Jlin(H) = µ0 ·χM ·H + J0 (A.2)

Die Linearisierung beruht auf zwei Punkten der gemessenen J(H)-Verläufe, nämlich bei
H = 0,7 ·HC,J und H = 0,2 ·HC,J. Die darin auftretende Koerzitivfeldstärke HC,J, bezeich-
net die magnetische Feldstärke mit J(HC,J) = 0. Durch diese Wahl ist sichergestellt, dass die
Linearisierung für den reversiblen Bereich der Kennlinie gilt.

Die B(H)-Kennlinie wird allgemein nach (A.3) aus der J(H)-Kennlinie berechnet. Unter Ver-
wendung der linearisierten magnetischen Polarisation Jlin(H) ergibt sich für die magnetische
Flussdichte auch ein linearer Zusammenhang Blin(H) nach (A.4) für den reversiblen Bereich.
Darin treten die relative magnetische Permeabilität µrel nach (A.5) und die Remanenzfluss-
dichte BR nach (A.6) auf.

B(H) = µ0 ·H + J(H) (A.3)

Blin(H) = µrel ·µ0 ·H +BR (A.4)

µrel = 1+χM (A.5)

BR = J0 (A.6)

Mit Hilfe der linearisierten Kennlinie der magnetischen Polarisation Jlin(H) wird auch die
kritische Gegenfeldstärke HD bestimmt, ab der ein dauerhafter Magnetisierungsverlust ein-
tritt. Dazu wird in Anlehnung an die Norm DIN IEC 60404-8-1 [174] ein prozentualer Verlust
an Ausgangspolaristion J0 vorgegeben und unter Annahme der konstanten magnetischer Sus-
zeptibilität χM aus (A.2) die Gegenfeldstärke HD ermittelt, an dem der Verlauf der tatsäch-
lichen Polarisation J(H) den reduzierten, linearen Polarisationsverlauf unterschreitet. Üblich
ist dabei die Ermittlung von HD,5 bei der ein dauerhafter Verlust von 5% der Ausgangspola-
risation von J0 auf 0,95 · J0 auftritt. Noch restriktiver ist die Vorgabe von nur einem Prozent
Polarisationsverlust, die dann bei der Gegenfeldstärke HD,1 auftritt.

In Abb. A.6 ist der Ablauf von den gemessenen J(H)- bzw. B(H)-Kennlinien über die Li-
nearisierung bis zur Ermittlung der Gegenfeldstärke HD,5 für das in der Prototypmaschine
verwendete Magnetmaterial N45KH bei 20°C dargestellt. Die Markierungen an der Linea-
risierung zeigen die maßgeblichen Punkte bei H = 0,7 ·HC,J und H = 0,2 ·HC,J, welche zur
Linearisierung herangezogen werden. Die Markierung HD,5 zeigt den Arbeitspunkt, welcher
mit 5% irreversiblem Magnetisierungsverlust einhergeht. In Tab. A.4 werden die zulässigen
Gegenfeldstärken HD,1 und HD,5 für die Magnettemperaturen 20°C und 100°C in Zahlen-
werten angegeben.
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Abb. A.6.: N45KH, 20°C: J(H)- und B(H)-Kennlinien [133], Linearisierung und Ermittlung
der zulässigen Gegenfeldstärke HD,5

Tab. A.4.: Zusammenfassung: Eigenschaften des Permanentmagnetmaterials

N45KH N45KH N46MH N46MH

Magnettemperatur ϑM/°C 20 100 50 80

linearisierte Remanenz BR,lin/T 1,35 1,25 1,31 1,27
linearisierte rel. Permeabilität µrel 1,032 1,047 1,040 1,042
linearisierte Koerzitivfeldstärke
HC,B,lin/(kA/m)

1042 947,6 1002 970,1

magnetische Gegenfeldstärke mit 5 %
Magnetisierungsverlust HD5/(kA/m)

1703 1005 1169 887,4

magnetische Gegenfeldstärke mit 1 %
Magnetisierungsverlust HD1/(kA/m)

1523 969,3 1151 871,3

Dichte γ/(kg/m3) 7600 7600 7550 7550

elektrische Leitfähigkeit σ/(MS/m)
orthogonal zur mag. Vorzugsrichtung

0,77 0,76 0,76 0,76

Wärmeleitfähigkeit λ/(W/(m ·K)) 7,6 7,6 9,0 9,0
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Abb. A.7.: Gemessene J(H)- und B(H)-Kennlinien des NdFeB-PM N45KH [133]
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Abb. A.8.: Gemessene J(H)- und B(H)-Kennlinien des NdFeB-PM N46MH [79]

296



A.2. Windgenerator: Bilder

A.2. Windgenerator: Bilder

Abb. A.9.: Wickelkopf einer verteilten Einschichtwicklung mit Strangzahl m = 3 und q = 1
Nuten pro Pol und Strang für den segmentierten Stator [43] eines PMSM-
Windgenerators in Außenläuferbauweise. Aufgrund der sich kreuzenden Spulen
ist der Wickelkopf in drei Etagen hochgebogen. Bildquelle: [43].

Abb. A.10.: Gondel der Windenergieanlage GE Haliade 12 MW [36] mit PMSM in Außen-
läuferbauweise. Von links nach rechts: Maschinenhaus, Rotorglocke mit äußeren
Verstärkungsrippen, Rotorblattnabe ohne Rotorblätter. Bildquelle: Riviera Mari-
time Media Ltd., London, Vereinigtes Königreich, 2024.
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A.3.1. Geometrieparameter der Pareto-effizienten Maschinen mit V1
(q = 1)
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Abb. A.11.: Geometrieparameter fsr, fp der Pareto-effizienten, thermisch zulässigen
Generator-Individuen von Wicklungsvariante V1 (q = 1). Die Farbmarkierung
der Individuen zeigt deren mittlere Leitertemperatur aus Abb. 3.31(a) an. Die
horizontalen roten Linien geben die gewählten Parameterschranken an.

298



A.3. Windgenerator: Weitere Optimierungsergebnisse

89 90 91 92 93 94 95 96

Wirkungsgrad 2N=%

0,36

0,38

0,40

0,42

0,44

0,46

0,48

0,50

0,52

0,54
P
a
ra

m
et

er
f m

r

(a)

2 3 4 5 6 7 8 9

Magnetmasse mM=(103 kg)

0,36

0,38

0,40

0,42

0,44

0,46

0,48

0,50

0,52

0,54

P
a
ra

m
et

er
f m

r

(b)

89 90 91 92 93 94 95 96

Wirkungsgrad 2N=%

0,44

0,46

0,48

0,50

0,52

0,54

P
a
ra

m
et

er
f n

z

(c)

2 3 4 5 6 7 8 9

Magnetmasse mM=(103 kg)

0,44

0,46

0,48

0,50

0,52

0,54

P
a
ra

m
et

er
f n

z

(d)

89 90 91 92 93 94 95 96
Wirkungsgrad 2N=%

0,68

0,70

0,72

0,74

0,76

0,78

0,80

0,82

0,84

P
a
ra

m
et

er
f z

y

(e)

2 3 4 5 6 7 8 9

Magnetmasse mM=(103 kg)

0,68

0,70

0,72

0,74

0,76

0,78

0,80

0,82

0,84

P
a
ra

m
et

er
f z

y

(f)

Abb. A.12.: Weitere Geometrieparameter fmr, fnz, fzy der Pareto-effizienten, thermisch zu-
lässigen Generator-Individuen von Wicklungsvariante V1 (q = 1). Die Farbmar-
kierung der Individuen zeigt deren mittlere Leitertemperatur aus Abb. 3.31(a) an.
Die horizontalen roten Linien geben die gewählten Parameterschranken an.
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A.3.2. Geometrieparameter der Pareto-effizienten Maschinen mit Z1
(q = 1/2)
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Abb. A.13.: Geometrieparameter fsr, fp der Pareto-effizienten, thermisch zulässigen
Generator-Individuen von Wicklungsvariante Z1 (q = 1/2). Die Farbmarkierung
der Individuen zeigt deren mittlere Leitertemperatur aus Abb. 3.31(b) an. Die
horizontalen roten Linien geben die gewählten Parameterschranken an.
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Abb. A.14.: Weitere Geometrieparameter fmr, fp, fmr der Pareto-effizienten, thermisch zuläs-
sigen Generator-Individuen von Wicklungsvariante Z1 (q = 1/2). Die Farbmar-
kierung der Individuen zeigt deren mittlere Leitertemperatur aus Abb. 3.31(b)
an. Die horizontalen roten Linien geben die gewählten Parameterschranken an.
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A.4. Prototypmaschine: Ergänzungen zur analytischen
Wirbelstromberechnung
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Abb. A.15.: Zwei-Quadranten-Speisung des Prototyps mit IN = 16,6A und fN = 20Hz:
(a) Analytisch berechnete, spektrale Rotorjochverluste Pr,ry,ν ′ (Gesamtrotorjoch-
verluste Pr,ry = 52,6W), (b) elektrische Ersatzleitfähigkeit σ5,ν ′ im Rotorjoch,
(c) analytisch berechnete, spektrale PM-Verluste Pr,M,ν ′ (PM-Gesamtverluste
Pr,M = 18,2W) und (d) elektrische Ersatzleitfähigkeit σ4,ν ′ in PM.
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Abb. A.16.: Vier-Oktanten-Speisung des Prototyps mit IN = 16,6A und fN = 20Hz: (a) Ana-
lytisch berechnete, spektrale Rotorjochverluste Pr,ry,ν ′ (Gesamtrotorjochverluste
Pr,ry = 61,4W), (b) elektrische Ersatzleitfähigkeit σ5,ν ′ im Rotorjoch, (c) ana-
lytisch berechnete, spektrale PM-Verluste Pr,M,ν ′ (PM-Gesamtverluste Pr,M =
17,5W) und (d) elektrische Ersatzleitfähigkeit σ4,ν ′ in PM.
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Abb. A.17.: Optimierung des Prototyps: Geometrieparameter der Pareto-effizienten Indivi-
duen; Obere und untere Schranke der Geometrieparameter; Individuen entspre-
chend dem geschätzten Wirkungsgrad η∗ aus Abb. 4.3(a) gekennzeichnet
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Abb. A.18.: Optimierung des Prototyps: Weitere Geometrieparameter der Pareto-effizienten
Individuen; Obere und untere Schranke der Geometrieparameter; Individuen ent-
sprechend dem geschätzten Wirkungsgrad η∗ aus Abb. 4.3(a) gekennzeichnet
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A.6. Prototypmaschine: Statorwicklung

A.6.1. Lage der Leiter und mittlere Windungslänge

In Abb. A.19(a) ist die Position und Windungsnummer der einzelnen Windungen der
Formspulen von Ober- und Unterschicht in der Statornut im endmontierten Zustand dar-
gestellt. Die Oberschicht hat gemäß Tab. A.5 in wend = 12 Lagen insgesamt Nc,Os = 198
Windungen. Die Unterschicht hat in wend = 9 Lagen insgesamt Nc,Us = 207 Windungen (vgl.
Tab. A.6). Für die Planung der Lage der Windungen und Konstruktion der Wickelvorrich-
tungen wird mit dem Nenn-Leiteraußendurchmesser dCu,o = 1,8mm und direktem Kontakt
benachbarter Leiter gerechnet.

Tab. A.5.: Aufbau der Oberschichtspule: Windungen N(w) je Lage w

Lage w 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12

N(w) 20 19 20 19 20 19 20 19 17 16 5 4
∑N(w) 20 39 59 78 98 117 137 156 173 189 194 198

Tab. A.6.: Aufbau der Unterschichtspule: Windungen N(w) je Lage w

Lage w 1 2 3 4 5 6 7 8 9

N(w) 36 35 36 35 23 22 10 9 1
∑N(w) 36 71 107 142 165 187 197 206 207

Die Wicklungslänge einer Ober- bzw. Unterschichtspule wird anhand der Abmessungen des
verwendeten Wickelkerns unter Berücksichtigung der Lagenhöhe ermittelt. Die Geometrie
des Wickelkerns ist in Abb. A.19(b) dargestellt und die konkreten Abmessungen sind in (A.7)
und (A.8) angegeben.

a = 94,0mm b1 = 5,82mm b2 = 21,82mm (A.7)

dCu,o = 1,8mm R = 8,0mm (A.8)

Der Höhenunterschied ∆h benachbarter Lagen errechnet sich gemäß Abb. A.19(c) zu (A.9).

∆h =

√
3

2
·dCu = 1,559mm (A.9)
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(a)

R

a + 2R

b2

b1

(b)

dCu,o 

∆h

(c)

Abb. A.19.: Entwurf der orthozyklischen Formspulenwicklung des Prototyps: (a) Lage und
Windungsnummer der Runddrähte sowie Außenkonturen der Wickelfenster; (b)
Abmessungen Wickelkern; (c) Lagenhöhe der orthozyklischen Wicklung
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Die Windungslänge l(w) in Abhängigkeit von der Lage w errechnet sich nach (A.10). Unter
Berücksichtigung der Windungszahl N(w) in der Lage w errechnet sich die Gesamtlänge
einer Spule lc gemäß (A.11). Für die Ober- und Unterschicht ergeben sich die Ergebnisse
nach (A.12) und (A.13). Die mittlere Windungslänge lavg ergibt sich nach (A.14).

l(w) = 2a+2b1 +2π
(︃

R+∆h · (w−1)+
dCu,o

2

)︃
(A.10)

lc =
wend

∑
w=1

N(w) · l(w) (A.11)

lc,Os = 59592mm (A.12)

lc,Us = 58239mm (A.13)

lavg =
lc,Os + lc,Us

Nc,Os +Nc,Us
= 290,9mm (A.14)

A.6.2. Durchmesser des Kupferlackdrahts

Der mittlere, blanke Leiterdurchmesser dCu wird durch eine Messung des elektrischen Wi-
derstandes und die berechnete Drahtlänge einer Spule rechnerisch ermittelt. Mit diesem Ver-
fahren wird die plastische Verformung des Drahtes, welche in Folge der Krafteinwirkung
beim Wickeln eine Querschnittsverjüngung verursacht, möglichst genau abgeschätzt. Der
Drahtquerschnitt ist insbesondere für das thermische Modell relevant. Im Folgenden wird
der mittlere, blanke Leiterdurchmesser dCu sowie die Lackschichtdicke biso des gedehnten
Drahtes (nach dem Wickeln) auf Grundlage des gemessenen Widerstands R und unter Be-
rücksichtigung der Zuleitungslängen für die Oberschichtspule mit der Fertigungsnummer 10
berechnet.

R = 0,4499Ω bei 20°C (A.15)

lges = lc,Os +545mm+785mm = 60,9m (A.16)

dCu =

√︄
4 · lges

π ·σCu ·R
= 1,716mm (A.17)

biso = 0,043mm (A.18)
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Tab. A.7.: Eigenschaften des Kupferlackdrahts SHTherm 210 des Herstellers SHWire [109]

Nenndurchmesser dCu,N 1,8mm
thermische Klasse [86] 200
Grad 2
mittlere Lackschichtdicke (ungedehnt) biso,N 0,0455mm

elektrische Leitfähigkeit (20°C) σCu 58,5MS/m
Temperaturkoeffizient der elektrischen
Leitfähigkeit

αCu 1/2551/K

Dichte (20°C) γCu 8930kg/m3

Wärmeleitfähigkeit Kupferleiter λCu 390W/(m ·K)

Wärmeleitfähigkeit Lack [175] λen 0,37W/(m ·K)

A.6.3. Wärmeleitfähigkeiten der eingesetzten Isolierstoffe

Im Stator der Prototypmaschine treten die in Tab. A.8 und Tab. A.9 angegeben Materialien
als Füll- und Isolierstoffe auf.

Tab. A.8.: Wärmeleitfähigkeit von Luft, Vergussmasse und Tränkharz

Luft bei 120°C λair 0,033W/(m ·K)

Spulenvergussmasse:
Elan-tron MC5430/W5868 [138]

λcast 0,5W/(m ·K)

Tränkharz für Stator: Epoxylite H1100 [136] λrsn 0,21W/(m ·K)

Tab. A.9.: Eigenschaften des Nomex-Kapton-Nomex Isolationspapiers [176]

Dicke dNKN 0,3mm
thermische Klasse 180 (H)
Wärmeleitfähigkeit λNKN 0,15W/(m ·K)

Für die thermischen Berechnungen werden zwei Ersatzwärmeleitfähigkeiten für die Nutiso-
lation λ4 und den Formspulenverguss λ5 angenommen. Die Indizes sind entsprechend der
Nummern in Abb. 4.10 gewählt. Zweck der Einführung von Ersatzwärmeleitfähigkeiten ist
die Vereinfachung der Geometrie des thermischen FE-Modells und insbesondere die Vermei-
dung dünner, aufwendig zu vernetzender Schichten.
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A.6.3.1. Homogenisierte Nutisolation

Für die Homogenisierung der Nutisolation wird der Aufbau an den Nutseiten betrachtet. Ins-
gesamt wird eine Region mit der Dicke d4 = 0,8mm betrachtet, die aus einer Reihenschaltung
von NKN-Isolationspapier mit der Dicke dNKN = 0,3mm, Tränkharz mit der geschätzten Di-
cke drsn = 0,1mm und einem Luftspalt mit einer geschätzten Dicke dair = 0,4mm besteht.
Nach (A.19) ergibt sich die thermische Ersatzleitfähigkeit λ4 = 0,055W/(m ·K).

λ4 =

(︃
dNKN

d4
· 1

λNKN
+

dNKN

drsn
· 1

λrsn
+

dNKN

dair
· 1

λair

)︃−1
(A.19)

A.6.3.2. Homogenisierter Formspulenverguss

Die Leiterzwischenräume ergeben je Spule eine zusammenhängende Fläche, da die blan-
ken Kupferleiter mit einem Durchmesser von dCu = 1,716mm in einem minimalen Abstand
dCu,o−dCu = 84µm angeordnet sind (vgl. Abb. A.19(a)). Der Flächeninhalt dieser Leiterzwi-
schenräume beträgt A5,Os bzw. A5,Us und wird mit der homogenen Ersatzwärmeleitfähigkeit
λ5 nach (A.24) modelliert. Demnach ergibt sich die Ersatzwärmeleitfähigkeit λ5 aus den
nach Flächenanteilen gewichteten Wärmeleitfähigkeiten von Vergussmasse, Luft und Lack.
Der Füllfaktor für die Vergussmasse beim Nasswickeln wird mit kcast = 0,8 abgeschätzt. Die
Berechnung der Flächen erfolgt nach (A.20)–(A.23). Die resultierenden Zahlenwerte ein-
schließlich der Ersatzleitfähigkeit λ5 sind in Tab. A.10 angegeben.

A5 = A5,OS +A5,US (A.20)

Aen =
π
4
· (Nc,OS +Nc,US) ·

(︂
dCu,o

2 −dCu
2
)︂

(A.21)

Aair = (A5 −Aen) · (1− kcast) (A.22)

Acast = (A5 −Aen) · (kcast) (A.23)

λ5 =
Aen

A5
·λen +

Aair

A5
·λair +

Acast

A5
·λcast (A.24)

Tab. A.10.: Parameter und Berechnung der homogenen Ersatzfüllungen

Querschnittsfläche der Leiterzwischenräume A5 408,7mm2

Füllfaktor der Vergussmasse kcast 80%

Anteil Lack Aen/A5 11,6%
Anteil Luft Aair/A5 17,7%
Anteil Vergussmasse Acast/A5 70,7%

Ersatzwärmeleitfähigkeit in A5 λ5 0,401W/(m ·K)
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A.7. Prototypmaschine: Weitere Prüfstandskomponenten

(a) Luft-Wasser-Wärmetauscher mit
Kühlmittelpumpe

(b) Umrichter

Abb. A.20.: Fotografien weiterer Prüfstandskomponenten
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A.8. Prototypmaschine: Weitere Messergebnisse

A.8.1. Zwei-Quadrantenspeisung
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Abb. A.21.: Zwei-Quadranten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C,
Messung: (a) Messpunkte, (b) Statorstrangspannung∗ Us,1, (c)
Grundschwingungsleistungsfaktor∗ |cosϕs,1|, (d) Statorummagnetisierungsver-
luste PFe,s,1, (e) Statorstromwärmeverluste∗ PCu,s und (f) Rotorwirbelstromver-
luste Pr,1. ∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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A.8.2. Vier-Oktantenspeisung
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Abb. A.22.: Vier-Oktanten-Speisung (a = 2) bei n = 60min−1 und ϑM ≈ 40°C,
Messung: (a) Messpunkte, (b) Statorstrangspannung∗ Us,1, (c)
Grundschwingungsleistungsfaktor∗ |cosϕs,1|, (d) Statorummagnetisierungsver-
luste PFe,s,1, (e) Statorstromwärmeverluste∗ PCu,s und (f) Rotorwirbelstromver-
luste Pr,1. ∗: Entsprechend ϑCu,N = 160°C umgerechnet.
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A.8.3. S1-Betrieb Bemessungspunkt

−3 −2,5 −2 −1,5 −1 −0,5 0
166

168

170

172

174

176

178

180

t/h

ϑ C
u,

H
ot
/◦

C

(a)

−3 −2,5 −2 −1,5 −1 −0,5 0
0

1

2

3

4

5

Schwellwert

t/h

(ϑ
C

u,
H

ot
(t
)
−

ϑ C
u,

H
ot
(t
−

0,
5

h)
)/

K

(b)

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
1,43
1,44
1,45
1,46
1,47
1,48
1,49
1,5

1,51
1,52
1,53
1,54
1,55

t/min

R
U
/R

U
,0

Messung
Regression

(c)

Abb. A.23.: S1-Betrieb Dauerbetrieb der Prototypmaschine im Bemessungspunkt mit nN =
60min-1 und MN = 2800Nm mit dem Abschaltzeitpunkt t = 0:
(a) Temperaturverlauf ϑCu(t) für den heißesten Wicklungstemperaturfühler
(Pt100) mit der Kennung 2T75 (vgl. Abb. 4.36) in den letzten 3 Stunden des
Erwärmungslaufs.
(b) Kontinuierliche Temperaturänderung von ϑCu während der vergangenen
30min sowie der eingetragene Schwellwert für das Erreichen des thermischen
Beharrungszustandes von 1K/30min [85].
(c) Messungen des elektrischen Strangwiderstands nach Abschalten und halblo-
garithmische Extrapolation zum Abschaltzeitpunkt (t = 0).
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A.8.4. Erwärmungslauf mit verringerter Leistung

Für ein verringertes Drehmoment von 2600Nm = 0,929 ·MN und bei der Bemessungsdreh-
zahl nN = 60min-1 wird ein Erwärmungslauf ab Raumtemperatur bis zum Erreichen des ther-
mischen Beharrungszustands durchgeführt. Die Maschine ist dabei vollständig gespeist mit
a = 4 parallelen Wicklungszweigen (s. Abb. 4.5). In Abb. A.24 sind die gemessenen Zeitver-
läufe von acht in der Statorwicklung untergebrachten Pt100-Temperaturmessfühlern (s. Abb.
4.36), sowie die per Infrarot-Sensor gemessene Rotortemperatur auf der äußeren Oberfläche
der Rotorglocke und die Lufttemperatur über der Rotorglocke dargestellt. Die Ergebnisse der
Leistungsmessung, Einzelverlustbestimmung und Ermittlung der Statorwicklungstemperatur
durch das Widerstandsverfahren sind in Tab. A.11 zusammengefasst.

Die Maschine ist in diesem Betriebspunkt nach Wärmeklasse 155 (F) ausgenutzt [85]. Die
höchste gemessene Erwärmung der Statorwicklung mit dem Pt100 Sensor 2T75 unterschrei-
tet die zulässige Grenze der Wärmeklasse F für den Heißpunkt der Wicklung um 2,8K. Die
mittlere Wicklungserwärmung ist unkritisch und unterschreitet die Grenze der Wärmeklasse
155 (F) um 11,2K.
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Abb. A.24.: Gemessener Temperaturverlauf beim Erwärmungslauf mit −Mm = 2600Nm und
nN = 60min-1. Die Reihenfolge der Legende entspricht derjenigen im Graphen
(absteigend nach Temperatur im Beharrungspunkt). Die räumliche Lage der
Pt100-Temperaturmessfühler in der Statorwicklung ist in Abb. 4.36 dargestellt.
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Tab. A.11.: Stationärer Betrieb mit verringertem Drehmoment, Mess- bzw. Rechenwerte mit
einfacher Unsicherheit. ∗: Messwert und einfache Unsicherheit je Strang.

Speisung Umrichter
Schaltfrequenz fT 6kHz

Drehzahl n (60,0270±0,0003)min-1

Wellendrehmoment −Mm (2603,9±1,0)Nm
mechanische Leistungsaufnahme −Pm (16,3681±0,0065)kW

Grundschwingungsstrangspannung∗ Us,1 (207,504±0,093)V
Stromwinkel β −99,85°
Grundschwingungsstrangstrom∗ Is,1 (29,540±0,041)A
Grundschwingungsleistungsfaktor∗ cosϕs,1 −0,78388±0,00019
elektrische Grundschwingungsabgabeleistung −Pel,1 (14,414±0,012)kW
Grundschwingungswirkungsgrad η1 (88,066±0,083)%

elektrische Abgabeleistung −Pel 14,3587kW
Verlustleistung Pd 2,0094kW
Wirkungsgrad η 87,724%

Statorstromwärmeverluste PCu,s (1,7134±0,0028)kW
Statorummagnetisierungsverluste PFe,s (0,0937±0,0085)kW
Rotorverluste Pr,1 (0,142±0,017)kW
Oberschwingungsverluste Pel,o 0,0561kW
Lagerreibungsverluste Pfr 0,0044kW

mittlere Kühlmitteltemperatur ϑH2O 26,4°C
mittlere Wicklungstemperatur ϑCu,∞ 120,2°C
mittlere Wicklungserwärmung ∆ϑCu,∞ 93,8K
Pt100 Wicklung max. Temperatur (2T75) ϑCu,Hot 138,6°C
Pt100 Wicklung max. Erwärmung (2T75) ∆ϑCu,Hot 112,2K

Lufttemperatur über Rotorglocke ϑamb 24,0°C
Oberflächentemperatur Rotorglocke ϑr ≈ ϑM 61,9°C
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A.8.5. Einzelverlustkennfelder
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Abb. A.25.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung): Statorstrom-
wärmeverluste PCu,s; Einzelverlustbestimmung an 56 Messpunkten mit ±1 · u einfacher
Messunsicherheit („Messpunkt“) und daraus ermittelte Regressionsfunktion gemäß Tab.
5.10 („Regression“).
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Abb. A.26.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β = −100°, Umrichterspeisung): Analy-
tisch berechnete Lagerreibungsverluste Pfr; Einzelverlustbestimmung an 56 Messpunkten
(„Messpunkt“) und daraus ermittelte Regressionsfunktion gemäß Tab. 5.10 („Regression“).
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Abb. A.27.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung): Statorumma-
gnetisierungsverluste (Grundschwingung) PFe,s,1; Einzelverlustbestimmung an 56 Mess-
punkten mit ±1 · u einfacher Messunsicherheit („Messpunkt“) und daraus ermittelte Re-
gressionsfunktion gemäß Tab. 5.10 („Regression“).
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Abb. A.28.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β =−100°, Umrichterspeisung): Oberschwin-
gungsverluste Pel,o; Einzelverlustbestimmung an 56 Messpunkten („Messpunkt“) und dar-
aus ermittelte Regressionsfunktion gemäß Tab. 5.10 („Regression“). Die Oberschwin-
gungsverluste sind in einem weiten Bereich nur drehzahlabhängig. Bei großer Überlast
|Mm|> 3000Nm wird aufgrund magnetischer Sättigung auch über die Oberschwingungen
ein kleiner Teil der elektrischen Leistung übertragen.
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Abb. A.29.: Prototyp (ϑCu = 160°C, MTPA-Betrieb mit β = −100°, Umrichterspeisung):
Konturdiagramme der durch Regression bestimmten Einzelverlustfunktionen
mit den Verlustfaktoren nach Tab. 5.10: (a) Statorstromwärmeverluste mit AC-
Zusatzverlusten PCu,s, (b) Lagerreibungsverluste Pfr, (c) Statorummagnetisie-
rungsverluste (Grundschwingung) PFe,s,1, (c) Aufgenommene elektrische Ober-
schwingungsleistung Pel,o.
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A.9.1. Zusammenbau: Prüfstand
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A.9.3. Statorträger
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B1 (Vorne) ( 1:0.9 )
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11

12

12

A A

B B

C C

D D

E E

F F

G G

H H

5/6
A1

NE 01 Statorträger
Gezeichn

Kontroll

Norm

Datum Name
28.01.2021
21.10.2021

NErd

Aluminium 7075
Masse: 54.094 kg

Zulieferer:
TUD: Inst. EW (Fehringer)

B

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

BOHRUNGSTABELLE
BOHRUNG BESCHREIBUNG MENGE

A M8x1.25 - 25,00 tief 12

B
M6x1 - 6H  15,00
 6,60  5,00 12

C
M16x2 - 6H

DIN 974 - 26,00 X 14,00 3

D 17,50 DURCH
DIN 974 - 26,00 X 14,00 3

E 13,50 DURCH
DIN 974 - 20,00 X 13,50 3

F 20,00 -38,00 TIEF 24


277,00

Zentrierungen A Seite (Vorne)

B

B

B

B

B

B

B

B

B

B

B

30,00°

12x


385,50

30,00°
12 x 

C

D

C

D

C

D


206,00

116,00

E

E

E

F

F

F

F F

F

F

F

F

F

F

F

F

F

F

FF

F

F

F

F

F

F

F

15,00°

120,00°

3 x 

120
,00
°

3 x
 

120,00°

3 x 

349,00

7,50°
15,00°

24 x 
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen
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6/6
A1

NE 01 Statorträger
Gezeichn

Kontroll

Norm

Datum Name
28.01.2021
21.10.2021

NErd

Aluminium 7075
Masse: 54.094 kg

Zulieferer:
TUD: Inst. EW (Fehringer)

Zentrierungen Seite B (Hinten)

CC

G

G

G

G

G

G

G

G

EE

E

D

D

D

FF

F

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A

A A

A

A

B

B

BB

B

B

B

B

B

B

B

B

BOHRUNGSTABELLE
BOHRUNG BESCHREIBUNG MENGE

A 20,00 -173,00 TIEF 24
B M8x1.25 - 14,00 tief 12
C M3x0.5 - 10,00 tief 2

D
M16x2 - 6H

DIN 974 - 26,00 X 14,00 3

E 17,50 DURCH
DIN 974 - 26,00 X 14,00 3

F 13,50 DURCH
DIN 974 - 20,00 X 13,50 3

G
M18x2.5 - 6H  50,00
 19,00  25,00 8


440,00 30,00°

12 x 

7,50°
15,00°

24 x 


369,00

120,00°

3 x 

120
,00
°

3 x
 

120,00°

3 x 

63,00

90,00°

45,00°

8 x 

295,00
206,00

116,00

13,00°
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.4. Kühlungsdeckel B-Seite
A-
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

1
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2
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3

3

4

4

5

5

6

6

A A

B B

C C

D D

2/2
A3

NE 01 Kühlungsdeckel B
Gezeichn

Kontroll

Norm

Datum Name
27.04.2021
21.10.2021

NErd

Aluminium 7075
Masse: 9,472 kg

Zulieferer:
TUD: Inst. EW (Fehringer)

81,40 39
,68
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.5. Statorsicherungsring
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.6. Kühlungsdeckel A-Seite
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.7. Ring Fräsabschluss
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.8. Welle für Rotorlagegeber
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.9. Zusammenbau: Stator Aktivteile

BAUTEILLISTE
MASSEMATERIALZULIEFERERBAUTEILNUMMERANZAHLOBJEKT
89,58 kg NestechNE 01 Zusammenbau Blechpaket11
1,33 kgKupferspuleTUD: Inst. EW (Erd)NE 01 Wicklung Oberschicht242
1,29 kgKupferspuleTUD: Inst. EW (Erd)NE 01 Wicklung Unterschicht243
0,00 kgTrivoltherm NKN (H) 0,30 mmTUD: Inst. EW (Erd)NE 01 Isolationspapier 02484
0,00 kgTrivoltherm NKN (H) 0,30 mmTUD: Inst. EW (Erd)NE 01 Z-Papier245
0,00 kgTrivoltherm NKN (H) 0,30 mmTUD: Inst. EW (Erd)NE 01 Iso_U_unten486
0,00 kgTrivoltherm NKN (H) 0,30 mmTUD: Inst. EW (Erd)NE 01 Iso_U_oben487
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A A

B B

C C

D D

E E

F F

G G

H H

1/2
A1

NE 01 Zusammenbau Aktivteile
Gezeichn

Kontroll

Norm

Datum Name
08.11.2021 NErd

Masse: 152,494 kg

Zulieferer:
TUD: Inst. EW

Stückliste

1 4 356

7 2
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.10. Blechpaket: Statorjoch

A 
( 
1 
: 1

 )

B 
( 
5 

: 1
 )

C 
( 
5 

: 1
 )

B

C

1 1

2 2

3 3

4 4

5 5

6 6

7 7

8 8

9 9

1
0

1
0

1
1

1
1

1
2

1
2

A
A

B
B

C
C

D
D

E
E

F
F

G
G

H
H

1/
1

A1

NE
 0

1 
St

at
or

jo
ch

Ge
ze

ich
n

Ko
nt

ro
ll

No
rm

Da
tu

m
Na

me
01

.10
.2
02

0
NE

rd

M3
50

-5
0A

Ma
ss

e:
 1
2,
82

8 
kg

Zu
lie

fe
re

r:
Ne

st
ec

h

R2
00
,00

20,20
8,373

4,0
0

R0,30

2,0
0 9,0

0

5,0
0

9,00

19,00

4,
00

4,
00

10
,10

6

3,7500°

18
,3
0

90,00

193,95

340



A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.11. Blechpaket: Statorzahn
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.12. Isolationspapier: Statorzahn
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.13. Isolationspapier: Lagentrennung
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.14. Isolationspapier: Nutgrund
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.15. Isolationspapier: Nutöffnung
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.16. Zusammenbau: Rotor Aktivteile

BAUTEILLISTE
MASSEMATERIALZULIEFERERBAUTEILNUMMERANZAHLOBJEKT
90,239 kgStahl S355Volkmann Elektromaschinenbau GmbHNE 01 Rotorglocke11
0,083 kgNdFeBMagnetworld AGNE 01 Magnet1202
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1/1
A1

NE 01 Rotor Zusammenbau
Gezeichn

Kontroll

Norm

Datum Name
08.11.2021 NErd

Masse: 100,239 kg

Zulieferer:
TUD: Inst. EW

12
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.17. Rotorglocke

A (Vorne) ( 1:10 ) B (Seite) ( 1:10 )

Ansicht für Drehbearbeitung: C-C ( 1 : 1 )

D ( 2 : 1 )
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A1

NE 01 Rotorglocke
Gezeichn

Kontroll

Norm

Datum Name
05.10.2020
08.11.2021

NErd
NErd

Stahl S355
Masse: 90,239 kg

Zulieferer:
Volkmann Elektromaschinenbau GmbH
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Notizen:
 
1. Rohr: nahtlos, normalgeglüht S355J2H
2. Deckel: S355
3. Schweißen, Glühen (möglichst weich), Zerspanung
4. alle Flächen geschlichtet
5. Flansch- und Zentrierflächen: (F1 & Z1) sowie (F2 & Z2):
     genau ausgerichtet an Drehachse
     genau parallel
     feingeschlichtet
6.   gefräste Magnetflächen (M1) entfettet bei Auslieferung
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen
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A.9. Prototypmaschine: Konstruktionszeichnungen

A.9.18. Magnet
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