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1. Einleitung

1.1. Motivation

Elektrische Antriebe verbrauchen weltweit 46 % der erzeugten elektrischen Leistung
[Waide u. a., 2011]. Der jéhrliche Stromverbrauch durch Elektromotoren macht damit in
Deutschland etwa 300 TWh aus. Dies entspricht beim aktuellen Strommix 160 Mt CO4
und damit 20 % der CO,-Emmisionen in Deutschland. Anstrengungen der EU mit der
Verordnung (EG) 640/2009 (und im Weiteren den Verordnungen (EU) 4/2014 und
(EU) 2016/2282) zur umweltgerechten Gestaltung von Elektromotoren sind deshalb
notwendig, auch wenn der mogliche Beitrag zur Effizienzsteigerung der Motoren teil-
weise nur wenige Prozent betrdgt. Mittelgrofe Motoren mit einer Leistung zwischen
0,75 kW und 375 kW Ausgangsleistung, auf die die genannten Verordnungen zielen, be-
notigen etwa 68 % der Leistung fir elektrische Motoren, obwohl deren Anteil an den
Elektromotoren nur 10 % betragt [Sipma u. a., 2015]. Die hier am héiufigsten eingesetz-
te Asynchronmaschine (ASM) spielt deshalb bei den Uberlegungen zur Wirkungsgrad-
steigerung eine grofie Rolle. Bis 2030 werden durch die oben genannten Verordnungen
in der EU schitzungsweise 102 TWh! jihrlich eingespart. Mit der Verordnung (EU)
2019/1781 sollen bis 2030 durch die Einbeziehung weiterer Motoren zusétzlich 10 TWh
eingespart werden. Mit Inkrafttreten dieser umfassenderen Verordnung zum 1. Juli
2021 wird die Verordnung (EG) 640/2009 deshalb aufgehoben.

Effizientere Motoren erwarmen sich durch die verringerten Verluste bei gleicher Leis-
tungsdichte weniger. Kaltere Motoren sind zusétzlich durch die verringerten Leitungs-
widerstéande effizienter. Kurzzeitige hohe Belastungen fithren bei allen Motoren durch
die erhohten Verluste zur stirkeren Erwédrmung der Motoren und damit zum Absin-
ken des Wirkungsgrads auch wahrend der folgenden Belastung. Neben konstruktiven
Mafinahmen, die die Verluste im gesamten Einsatzbereich senken, sind deshalb auch
thermische Betrachtungen zur korrekten Berechnung der Stromwérmeverluste wéhrend
des Betriebes sinnvoll. Die dafiir benotigten mittleren Wicklungstemperaturen kénnen
durch die Erweiterung eines thermischen Motorschutzsystems mit einem ausfiihrliche-

ren thermischen Modell ermittelt werden.

Haut Verordnung (EU) 2019/1781 vom 1. Oktober 2019
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1.2. Zielstellung und Losungsansatz

In der Arbeit wird ein Motorschutzsystem vorgestellt, das die Maschinentemperaturen
wahrend des Betriebes berechnet, sieche Abb. 1.1. So kann der Motor vor unzuléssi-
ger Erwarmung geschiitzt werden, wodurch sich die Lebensdauer des Motors erhoht.
Mit den berechneten Wicklungstemperaturen konnen des Weiteren die auftretenden
Wicklungsverluste genauer ermittelt werden, um die Maschine wirkungsgradoptimal
betreiben zu konnen.

Aktuell verfiighare Verfahren verwenden oft einen Temperatursensor in der Sténder-
wicklung, der repréasentativ fiir die gesamte Wicklung genommen wird. Thermische
Modelle, die parallel zum Betrieb berechnet werden, beschrinken sich ebenfalls in der
Regel auf ein oder zwei Korper. Die maximale Temperatur in der Maschine wird dann
mit einem Offset geschatzt bzw. mit zusétzlichen Sensoren gemessen.

Das hier vorgeschlagene Verfahren zeichnet sich durch die folgenden Eigenschaften aus:
« Detailliertere thermische Uberwachung ohne weitere Temperatursensoren,

o Einsatz eines Schéitzers der Lauferwicklungstemperatur mit einem erweiterten

Einsatzbereich,

o Identifikation thermischer Parameter ohne vollstandige Instrumentierung der Ma-

schine,
« intuitive Auslegung des thermischen Beobachters,

« Uberwachung und Vorhersage des Erreichens von Grenztemperaturen auch im
Fehlerfall moglich,

einfache Ubertragbarkeit auf andere Motoren.

Obwohl das Verfahren grundsétzlich dafiir gedacht ist, dass es im Umrichter integriert
wird, soll es keine Rolle spielen, ob die Maschine netz- oder umrichtergespeist ist oder
ob sie stationdr oder dynamisch belastet wird. Dies wird durch ein elektrodynamisches
Maschinenmodell gewéhrleistet, das parallel zum Betrieb berechnet wird, um abhéngig
vom Betriebszustand die einzelnen Verluste den Entstehungsorten zuweisen zu kon-
nen. Die hierfiir benotigten Messwerte von Strom, Spannung und der Drehzahl werden
hochfrequent abgetastet.

Mit einem thermischen Modell auf Basis eines Warmequellennetzes (WKN) werden die
Maschinentemperaturen in Abhéngigkeit der Verluste ermittelt. Die drehzahlabhéngi-
gen Wiarmeiibergangsleitwerte und Kiithlmittelstromungen werden in einem Stromungs-
modell berechnet und die Parameter des WKN somit an die aktuelle Drehzahl ange-

passt. Durch verédnderte Umgebungstemperaturen, auftretende Stromungshindernisse
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oder defekte Maschinenteile kann die Erwédrmung der Maschine von rein simulierten
Groflen abweichen. Um dem vorzubeugen, wird das thermische Modell als Beobach-
ter aufgebaut, so dass Temperatursensoren oder aus dem Maschinenzustand geschétz-
te Temperaturen zur Verbesserung der simulierten Maschinentemperaturen integriert
werden. Da auch die Verluste in der Maschine zum Teil temperaturabhangig sind,
werden die simulierten Maschinentemperaturen dem elektro-dynamischen Maschinen-
modell zur Verfiigung gestellt.

Der Zeitpunkt des Erreichens der vorgegebenen Grenztemperatur wird mit den aktuel-
len Verlusten durch die Abschaltzeitprognose berechnet. Damit lasst sich die Ansteue-

rung der Maschine besser planen bzw. die Maschine besser ausnutzen.

Parameter I

o Strémungs-
U c elektro- s modell
— > g dynamisches %)
S Maschinen- <
i 1 o Model g Warme-
= > g P o quellennetz
7] v | = 3 _
2 @ >
n | 2 <
g ) 3
% Verlust- ” =
9 = leistungs- 5
> = modell < ¢
2 ~  Abschaltzeit- limit
prognose >

gemessene oder
geschatzte Temperaturen

Abb. 1.1.: Allgemeiner Losungsansatz

Der Aufbau des Motorschutzsystems basiert auf folgendem Vorgehen:

e Bestimmung der Parameter des elektro-dynamischen Motormodells und der Ver-
luste aus der Widerstandsmessung, dem Leerlauf-, dem Gegendrehfeld- und dem

Belastungsversuch,

e Berechnung der thermischen Parameter aus den Abmessungen der Maschine und

den Werkstoffparametern,

o Identifikation der unsicheren thermischen Parameter aus dem gemessenen Tem-

peraturverlauf und
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o Integration von Sensoren oder Schitzern in die Berechnung der Maschinentempe-

raturen.

Das Verfahren wird an zwei Asynchronmaschinen mit 5,5kW und 7,5 kW Bemessungs-
leistung und Eigenoberflichenkiihlung getestet. Die Ergebnisse werden fiir vier Be-
triebsfille und zwei Fehlerfalle im Vergleich mit unterschiedlichen thermischen Netz-

werken dargestellt.
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2. Ermittlung der
Maschinentemperaturen

2.1. Stand der Technik

Die Erwarmung infolge von auftretenden Verlusten hat auf fast alle Themengebiete
rund um elektrische Maschinen Einfluss. Von daher unterscheiden sich die Ansétze
und Anforderungen an die Berechnung der Maschinentemperaturen je nach Gesichts-
punkt. Der Literaturiiberblick enthalt deshalb neben der Betrachtung zur historischen
Entwicklung der thermischen Berechnung elektrischer Maschinen eine Einteilung nach
den wesentlichen Themengebieten, bei denen der Temperatureinfluss beachtet werden

muss.

2.1.1. Auslegung elektrischer Maschinen

Die Berechnung des thermischen Verhaltens elektrischer Maschinen ist wesentlicher Be-
standteil der Auslegung elektrischer Maschinen und deshalb schon tiber 100 Jahre von
groflem Interesse. Die Erwarmung der Wicklung begrenzt die dauerhafte Leistungsab-
gabe hinsichtlich der Lebensdauer der Maschine. Aktuelle Anforderungen mit hoher
Leistungsdichte und einer damit verbundenen schnellen Erwédrmung verschérfen die
Problematik. Die Vorausberechnung des thermischen Verhaltens wurde aber zunéchst
aufgrund der komplexen Zusammenhénge, der Unsicherheiten bei notwendigen Para-
metern und der fehlenden Rechentechnik vermieden. Stattdessen versuchte man iiber
nachtrigliche Messungen und Erfahrungswerte den Entwurf technisch und wirtschaft-
lich zu optimieren.

Arnold [Arnold u.a., 1912] und Bohm [Béhm, 1922] beschrieben die mathematischen
Ansétze, um mittels Differentialgleichungen die Warmeverteilung innerhalb der Ma-
schine zu berechnen. Diese lieferten aber nur lokale Temperaturverteilungen in einzel-
nen Regionen. Damit konnte beispielsweise die Geometrie der Kiihlrippen optimiert
werden. Die notwendigen Vereinfachungen zur Vorausberechnung der Wicklungstem-
peraturen mit diesen Verfahren fiihrten aber zu hohen Fehlern bei der Berechnung
[Bussing, 1940]. So stellt Schuisky [Schuisky, 1957, S.192] fest:
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“Viele Fachleute betrachten die Vorausberechnung der Erwarmung als eine

praktisch unsichere und darum nutzlose Arbeit ...”

Dabei wurden in den 50er Jahren des letzten Jahrhunderts bereits systematisch die
bekannten Wéarmeleitungsphidnomene und eigene Faustformeln in der ersten Auflage
des VDI-Wéarmeatlas zusammengefasst. Auch erschienen erste Biicher mit ausfiihrli-
chen Beschreibungen des thermischen Verhaltens elektrischer Maschinen [Gotter, 1954;
Schuisky, 1957]. Doch vor allem die thermische Modellierung der Erwarmungsprozesse
mit Warmequellennetzen, die das thermische Verhalten mit elektrischen Netzwerken
nachbilden, fithrte zu einer Moglichkeit stationdre und instationdre Zustidnde abzubil-
den.

Mit den aus der Elektrotechnik bekannten Losungsansitzen konnen die Temperatu-
ren der Warmequellennetze berechnet werden. Hak und Kessler beschaftigten sich in
mehreren Veroffentlichungen zwischen 1956 und 1964 ausfithrlich mit den Warmequel-
lennetzen und deren Losung (z. B. [Hak, 1956; Kessler, 1960]. In den Arbeiten werden
Netzwerke genutzt, die weniger als zehn Korper besitzen und leicht berechenbar sind.
Deshalb werden diese auch in vielen spéateren Veroffentlichungen genutzt. Komplexe-
re Netzwerke konnten bei fehlender Rechenleistung zur Not analog in einem elektri-
schen Netzwerk nachgebaut werden [Riexinger, 1969]. Obwohl es neben den genannten
Veroffentlichungen noch viele weitere gibt, die sinnvolle Aufteilungen der Maschinen
in thermische Korper empfehlen und auch Berechnungsformeln fiir die Parameter des
Wirmequellennetzes liefern (z. B. [Mellor u. a., 1991] o. [Staton u. a., 2005]), bleiben aus

folgenden Griinden teils erhebliche Unsicherheiten in der Vorausberechnung bestehen:
o Fiir eine Reihe von Warmeleitwerten gibt es nur Annahmen oder Erfahrungswerte.

o Die Parameter vom Hersteller sind Garantiewerte, die von sortentypischen Werten

zu unterscheiden sind und in verschiedenen Chargen abweichen kénnen.

o Der Herstellungsprozess des Blechpaketes hat wesentlichen Einfluss auf die Ver-
luste im Eisen und die Wérmeiibergédnge im Blechpaket selbst, zwischen Leiter

und Blechpaket, sowie zwischen Blechpaket und Gehause.
o Zusatzverluste konnen keinem Entstehungsort eindeutig zugeordnet werden.
Dazu treten im Laufe der Lebensdauer weitere Unsicherheiten durch

o die Temperaturabhangigkeit von Warmeiibergéingen durch thermisch bedingte

Verformung,
o Alterungseinfliisse des Isolationssystems,

o unbekannte Stromungshindernisse des Kithlmediums am Einsatzort oder
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« verminderte Kiihlleistung durch defekte Liifter bzw. verstopfte Stromungskanéle

auf. Obwohl einzelne Warmeleitwerte aus den genannten Griinden teilweise nur mit
Fehlern von bis zu 50 % bestimmt werden konnen, ldsst sich oft eine zufriedenstellende
Simulation des thermischen Verhaltens erreichen. Als zufriedenstellende Abweichungen
zu gemessenen Temperaturen werden Abweichungen kleiner 10 K angesehen [Bousbai-
ne, 1993; Kessler, 1960; Hahlbeck, 2006; Kral u.a., 2012]. Eine bessere Ubereinstim-
mung ist oft nicht zu erwarten, da bei kleiner Knotenanzahl des Netzwerkes bereits
innerhalb eines Korpers Temperaturunterschiede iiber 10 K auftreten kénnen. Wird
beispielsweise die Standerwicklung mit einem einzigen thermischen Korper abgebildet,
bedingt dies einen Fehler durch die vernachlassigten Temperaturunterschiede zwischen
dem Wickelkopf und dem Nutkupfer, selbst wenn die mittlere Wicklungstemperatur
richtig abgebildet wird. Die Temperaturdifferenzen innerhalb eines Koérpers sind je nach
Modell sogar grofier als die Differenz zum benachbarten Kérper [Riexinger, 1969]. Um
Hotspots innerhalb der Maschine zu entdecken, bietet sich die Verwendung von Warme-
netzwerken mit hoherer Knotenanzahl an. Neben dem Berechnungsaufwand steigt die
Anzahl der Warmetibergangsleitwerte an. Diese kénnen bei hoher Knotenanzahl durch
Testmessungen nicht mehr ohne weiteres einzeln vermessen und theoretisch nur unter
einer Reihe von Annahmen bestimmt werden. So scheinen ausfithrliche Netze mit bis
zu 30 Korpern fiir kleine und mittlere Normmotoren noch sinnvoll. Modelle mit héherer
Knotenanzahl fithren bei diesen Motoren nicht unbedingt zu kleineren Abweichungen
zwischen Simulation und Messung. Sollen die Warmequellennetze durch Identifikati-
onsalgorithmen automatisch parametriert werden, kommen in der Regel Netzwerke mit
bis zu vier Kérpern zum Einsatz bzw. Netzwerke, bei denen nur ein Teil der Parameter
identifiziert werden (s. z. B. [Vetter, 1988; Zeller, 1988; Kral u. a., 2012]). Die niedrige
Anzahl an thermischen Korpern solcher Modelle bedingt dann aber die hier beschrie-
benen Probleme.

Einen detaillierteren Einblick in das thermische Verhalten einer Maschine und auftre-
tende Hotspots erhdlt man durch den Einsatz von FEM-Software [Bousbaine, 1993; Xie
u.a., 2011]. Die Kopplung von thermischen und elektrodynamischen FEM-Modellen
ermoglicht eine verbesserte Verlustaufteilung in der elektrischen Maschine und erhoht
die Genauigkeit bei der Berechnung der Temperaturverteilung. Insbesondere bei star-
ker lokaler Séttigung ergeben sich hier Vorteile. Da die Warmetibergangsleitwerte an
sich mit derselben Unsicherheit besetzt sind wie bei der Warmequellennetz-Methode
und der Einfluss der mechanischen Bearbeitung nur bedingt im Voraus abgeschétzt
werden kann, sind die absoluten Fehler der thermischen FEM-Modelle in der Regel
vergleichbar mit der Wéarmequellennetz-Methode. Fiir die Maschinenauslegung und
Optimierung ist die thermische Berechnung mit Warmequellennetzen, wie es z. B. in
der Software Motor-CAD umgesetzt ist, aktuell die bevorzugte Methode.
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2.1.2. Schutz vor thermischer Uberlastung

Neben den Fragestellungen zur Auslegung elektrischer Maschinen, ist deren Schutz vor
unzulédssiger Erwarmung von Interesse. Insbesondere die Wicklungsisolierung reagiert
empfindlich auf Temperaturerhohungen iiber die maximale Einsatztemperatur der Iso-
lierstoftklasse. Daneben wirkt sich die Maschinentemperatur auch auf die Mechanik
aus und fithrt zu mechanischen Spannungsénderungen und Verformungen. Bei Unter-
suchungen zu Fehlerraten elektrischer Motoren [Thorsen u.a., 1995; IEEE Commit-
tee Report, 1985a; IEEE Committee Report, 1985b; IEEE Committee Report, 1987]
konnte der Ausfall der Maschinen zu etwa 20 % auf thermische Uberlastung in Folge
zu hoher Verluste in der Maschine zurtickgefithrt werden. Grofite Fehlerursache blei-
ben mechanische Fehler, allen voran Lagerschdden. In [Thorsen u.a., 1999] wird aber
auch darauf hingewiesen, dass viele Lager wegen hoher Maschinentemperaturen vorzei-
tig verschleiflen. Die Ausfallwahrscheinlichkeit sinkt durch den Einsatz von Condition
Monitoring Systemen, da ein notwendiger Service vor dem Ausfall erkennbar ist. Dabei
muss beachtet werden, dass bei einem Motorausfall durch einen Fehler nicht nur die
Kosten fiir die Reparatur bzw. fiir eine Ersatzbeschaffung anfallen, sondern dass der
Produktionsausfall oft weit groflere Kosten verursacht. Es bietet sich die Verwendung
von Motorschutzgeraten an.

Einfache Schutzeinrichtungen sind stromabhéngige Motorschutzgeréte, die leicht zu
installieren sind. Sie schiitzen die Maschine vor grofier Uberlast oder bei verzogertem
Netzanlauf. Da kein direkter Zusammenhang zur Temperatur in der Maschine besteht,
kann eine thermische Uberlastung durch z.B. eine Verminderung der Kiihlleistung oder
durch ein relevantes Gegensystem im Netz nicht erkannt werden. Fehlauslosungen bei
kurzzeitig zulassigen erhohten Stromen kalter Maschinen lassen sich damit nicht ver-
hindern und nur grob tber die Abschaltcharakteristik einstellen.

Mogliche direkt temperaturabhingige Bauelemente fiir den thermischen Uberlastungs-
schutz sind Bimetallschalter, Motorschutzkaltleiter (PTC), Heiflleiter (NTC) oder Si-
liziumsensoren (KTY). Diese Elemente werden normalerweise im Wickelkopf des Stéan-
ders platziert. Die nichtlineare Kennlinie kann fiir eine hohe Empfindlichkeit der Ab-
schaltvorrichtung an der Grenztemperatur ausgenutzt werden, erhoht aber den Mess-
fehler iiber den gesamten Temperaturbereich elektrischer Maschinen.

Ein direkter thermischer Motorschutz ist mit Temperatursensoren moglich, die meist
aus Platin-Messwiderstdnden (z.B. PT100) als Widerstandsthermometer aufgebaut
sind, oder Thermoelementen (z.B. Thermoelemente vom Typ K), die den Seebeck-
Effekt nutzen. Weit weniger verbreitet sind Sensoren, die die Infrarotstrahlung punk-
tuell [Kral u. a., 2004] oder grofiflichig mit Warmebildkameras [Lehrmann, 2006a] aus-
werten. Die industriell gefertigten PT100-Sensoren gibt es in vielfaltiger Ausfithrung:

Als Draht- oder Chip-Sensoren zur punktuellen Messung, als Nutenwiderstandsther-
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mometer zur Messung der mittleren Leitertemperatur in der Nut oder als Einschraubt-
hermometer zur Messung der Gehéduse- oder Lagertemperaturen. Weitere vorhandene
Temperaturmessverfahren mit Thermometern oder thermochromatischen Farben kon-
nen zur optischen Kontrolle genutzt werden, spielen beim Motorschutz aber keine di-
rekte Rolle.

Trotz der genannten Moglichkeiten ist die ortsaufgeloste Temperaturmessung in elek-
trischen Maschinen nicht iiblich, da folgende Einschrankungen beim Einsatz von Mess-

technik zu beachten sind:
e Kosten fiir den Antrieb erhohen sich.

o Messwerte konnen insbesondere durch hochfrequente Speisung der Maschine be-

einflusst werden.
o Thermische Kapazitidt der Sensoren fithrt zu verzogertem Ansprechverhalten.
« Sensoren innerhalb der Nut senken den moglichen Nutfiillfaktor.

o Sensoren im aktiven Eisen senken den Querschnitt und erhéhen dadurch die Ei-

senverluste und respektive das Erwarmungsverhalten.

o Sensoren im Laufer bedingen zusitzliche Schleifringe, optische Ubertragungsge-
rate oder ein Telemetriesystem zur Daten- und Leistungsiibertragung, wodurch

der Einsatz oft unwirtschaftlich wird.

o Kenntnis von moglichen Hotspots ist zur Platzierung notig.

Hotspots kénnen insbesondere im Fehlerfall an nicht gemessenen Stellen auftreten.

Deshalb werden praktisch nur vereinzelt Sensoren in der Standerwicklung und bei Be-
darf an den Maschinenlagern verbaut. Insbesondere fiir netzbetriebene Asynchronma-
schinen mit Kurzschlusslaufer (ASM KL) unter konstanter Belastung erscheint dies
auch als ausreichend. GroBe Anderungen der Verluste und der Verlustverteilung in der

Maschine treten bei:

« dynamischen Belastungsverlaufen,

Drehzahlénderungen bei umrichtergespeisten elektrischen Maschinen,

« Spannungsanderungen zur Verbesserung des Wirkungsgrades im Teillastbereich

oder

bei Netz- bzw. Motorfehlern
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auf. Als Sonderfall kann die aktive Steuerung der Kithlung und der Verluste zur Tempe-
rierung von Werkzeugmaschinen [Winkler u. a., 2016] betrachtet werden, mit dem Ziel
moglichst konstante Temperaturen im Motor zu halten. Da eine erweiterte Instrumen-
tierung aus den oben genannten Griinden oft nicht in Frage kommt, werden sensorlose,

bzw. sensorarme Losungen zur Uberwachung der Temperaturverteilung benétigt.

2.1.3. Effizienzsteigerung

Die Stromwarmeverluste in der Maschine sind durch die temperaturabhingigen Wi-
derstinde vom thermischen Verhalten der Maschine beeinflusst. Im Bestreben nach
einem moglichst energieeffizienten Betrieb elektrischer Maschinen muss deshalb die
Abhéangigkeit der ohmschen Verluste von der Temperatur berticksichtigt werden. Der
Einsatz von Temperaturmess- oder Temperaturschatzverfahren ist auch unter diesem
Gesichtspunkt geboten [Pryymak u.a., 2005; Kelleter, 2010; Dangl u.a., 2011]. Eine
verlustoptimale Ansteuerung fiihrt dabei gleichzeitig zu geringerer Erwarmung und
zu erhéhtem Schutz vor thermischer Uberlastung. Die Anforderungen an die Instru-
mentierung der Maschine unter diesem Gesichtspunkt sind mit denen zum Schutz vor
thermischer Uberlastung vergleichbar. Allerdings liegt das Interesse nicht auf den ma-

ximalen Temperaturen, sondern auf den mittleren Wicklungstemperaturen.

2.1.4. Temperaturschatzer

Als Temperaturschétzer versteht man ein System, das die Maschinentemperaturen mo-
dellbasiert auf Basis von Betriebsdaten berechnet, ohne die Temperaturen direkt zu
messen. Die einfachste Form ist die Verwendung eines 1-Korper-Modells mit dem der
Temperaturanstieg der maximalen Temperatur in der Maschine iiber eine e-Funktion
nachgebildet wird. Die Eingangsgrofie fiir das 1-Korper-Modell ist dabei oft nur der
Standerstrom. Dies ist mittlerweile in vielen Umrichtern integriert um Uberlastfille
unter Beriicksichtigung der thermischen Zeitkonstanten zeitlich zu begrenzen [Boys,
1994; Lehrmann, 2006b]. Um die Parameter der Modelle anzupassen, werden entweder
Testmessungen vorgeschlagen oder die geometrischen Abmessungen benétigt. Die War-
meiibergangswiderstande sind zum Teil nicht konstant, sondern vom Betriebspunkt
abhéngig und miissen entsprechend nachgefiihrt werden. Durch die fehlende Riick-
kopplung konnen Fehler in der Parametrierung, der Verlustleistungsberechnung, den
angenommenen Anfangstemperaturen und auch von geanderten Kiihlbedingungen z. B.
durch defekte oder verstopfte Liifter nicht korrigiert werden. Die Erweiterung einfacher
Netzwerke um einzelne Messsignale zur Verbesserung des gesamten Schétzergebnisses
wurde in [Nestler, 1989; Schonborn, 1994; Aloliwi u. a., 1999; Gao u.a., 2008a] unter-

sucht. Insbesondere Nestler und Schonborn konnten mit ihrer Beobachterstruktur bei
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Asynchronmaschinen das Simulationsergebnis der vorgeschlagenen 4- oder 5-Korper-
Modelle, unter Verwendung von Sensoren im Wickelkopf und zum Teil auch im Joch
des Standers, verbessern.

Weitere Schétzverfahren ergeben sich aus der Notwendigkeit bei geregelten Maschinen
deren Parameter zu identifizieren. Seit sich die Verfahren der feldorientierten Regelung
(FOR) [Hasse, 1969; Blaschke, 1971] und spéter der direkten Selbstregelung (DSR) [De-
penbrock, 1985] zur leistungsfahigen Ansteuerung fir die Asynchronmaschine durch-
setzen, benotigt man zur korrekten Schétzung des Laufer- bzw. Standerflussvektors die
Lauferzeitkonstante und damit den Lauferwiderstand fiir die FOR bzw. den Standerwi-
derstand fiir die DSR. Da diese Widerstande temperaturabhangig sind, werden seitdem
etliche Versuche unternommen, diese Parameter wahrend des laufenden Betriebes zu
schétzen, um die Leistungsfahigkeit der Regelung sicherzustellen. Ausgehend vom elek-
trischen Modell der Maschine werden aus den Messwerten von Spannung, Strom und
Drehzahl die in der Maschine wirksamen ohmschen Widerstande berechnet. Diese Ver-
fahren bieten eine Moglichkeit die Temperatur in der Maschine ohne Temperatursen-
soren zu erhalten, in dem aus der Veranderung der ohmschen Widerstande die mittlere
Leitertemperatur ermittelt wird. Widerstandsénderungen durch Stromverdrangungsef-
fekte bleiben dabei meist unberiicksichtigt oder werden als temperaturunabhéngig an-
gesehen. Eine Ubersicht zu Verfahren, die eine Widerstandsidentifikation online-fihig

ermoglichen, findet sich im Folgenden:

Berechnende Verfahren: Im stationdren Belastungsfall ldsst sich der Lauferwider-
stand bei Belastung aus den Messwerten von Strom, Spannung und Drehzahl,
wie in DIN EN 60034-28 beschrieben, ermitteln. Das Berechnungsschema wird
auch zur Online-Identifikation empfohlen [Gao u.a., 2005]. Voraussetzung ist die
Kenntnis der anderen Groflien des T-Ersatzschaltbildes. Mit einer entsprechenden
Glattung der einzelnen Messwerte, lasst sich das Verfahren auch bei veranderli-

cher Belastung verwenden.

Signalinjizierende Verfahren: Durch die Uberlagerung der Ansteuerung der elektri-
schen Maschine mit Signalen zur Widerstandsidentifikation lassen sich die ohm-
schen Widerstande temperaturabhédngig bestimmen. Meistens wird eine Gleich-
stromeinspeisung vorgeschlagen, um den Standerwiderstand zu identifizieren [Lee
u. a., 2003; Lazcano u.a., 2012; Sonnaillon u.a., 2010]. Durch gezielte Anregung
kann auch der Lauferwiderstand bestimmt werden [Arnold, 2005]. Problematisch
ist neben den auftretenden zusétzlichen Verlusten von etwa 10 W, dass Drehmo-
mentoberschwingungen von bis zu 20 % des Nennmoments [Sonnaillon u. a., 2010]
ungiinstig auf den Prozess wirken konnen. Dies lasst sich durch die Einspeisung

des Zusatzsignals als Offset des Flusssollwertes umgehen [Arnold, 2005].
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Beobachterbasierte Verfahren: Der Vergleich von Messwerten mit modellbasierten
Werten wird mit Luenberger-Beobachter oder Kalman-Filter genutzt, um die im
Modell angenommenen Widerstidnde als Zustandsvariablen zu schétzen. Dabei
kann als Vergleichswert der Spannungsfehler [Klaassen, 1999; Loeser u. a., 1985;
Schroder, 2001], der Stromfehler [Atkinson u.a., 1991; Specht u.a., 2010] oder

auch der Drehzahlfehler [Hurst u. a., 1996a] verwendet werden.

Referenzmodellbasierte Verfahren: Der Abgleich zweier Motormodelle zum Schéitzen
des Widerstands mit Hilfe von MRAS (Modell Reference Adaptive System) ist
ein weiterer Ansatz zur Bestimmung der Lauferzeitkonstanten. Vergleichswert
der abzugleichenden Modelle kann die Rotorflussverkettung [Rehman u. a., 2001;
Vasic u. a., 2003; Villazana u.a., 2007; Gao u. a., 2012; Gayathri u. a., 2012], die
Blindleistung [Nait Said u. a., 1999; Bin u. a., 2004; Maiti u. a., 2008; Li u. a., 2010;
Gayathri u.a., 2012; Mapelli u.a., 2012], die Wirkleistung [Mapelli u.a., 2012;
Sheela u.a., 2014] oder das Drehmoment [Mapelli u.a., 2012] sein. Der Fehler

wird dabei meist iiber einen PI-Regler zur Anpassung des Modells riickgefiihrt.

Weitere Verfahren: Andere Moglichkeiten die Temperaturen in der Maschine zu schéat-
zen, leiten sich aus Testmessungen und dem Vergleich der Impedanzwerte mit der
aktuellen Impedanz ab [Vetter, 1988; Maximini, 2001]. Dieses Verfahren ermog-
licht es Stromverdréngungseffekte bei Netzanlauf zu beriicksichtigen. Daneben
gibt es Versuche iiber Rechenverfahren mit neuronalen Netzen [Pryymak u.a.,
2005; Karanayil u. a., 2007; Reza u. a., 2013] oder der Kombination von neuralen
Netzen mit Fuzzylogik [Karanayil u. a., 2005] oder mit Wavelets [Weili u. a., 2008]
Temperaturen zu schitzen. Der hohe Parametrieraufwand und die nur ungenti-
gende Ubertragbarkeit auf andere Maschinen sind bei diesen Verfahren proble-

matisch.

Nicht alle der genannten Verfahren sind direkt fiir die Temperaturschatzung gedacht,
sondern schétzen teilweise nur den Widerstand. Die Anforderungen an die Parame-
terbestimmung von Widerstanden, z. B. zur Verbesserung der Regelungsalgorithmen,
liegen unter den Anforderungen der Verfahren zur Temperaturschatzung. Werden die
Hauptinduktivitat L; und der Eisenverlustwiderstand Rp. bei modellbasierten Laufer-
widerstandsschétzern nachgefiithrt, konnen die Verfahren aber meist zur Temperatur-
schitzung herangezogen werden [Lee u. a., 2000; Foulon u. a., 2005].

Die Empfindlichkeitsanalysen von S.-B. Lee [Lee u.a., 2002; Lee u.a., 2003] zeigen,
dass modellbasierte Standerwiderstandsschétzer nicht fiir einen Temperaturschétzwert
geeignet sind, da bereits Parameterunsicherheiten von 2 % bei den vorhandenen Induk-
tivitdten tiber 50 % Fehler beim Standerwiderstand erzeugen konnen. Zur Identifikation

des Standerwiderstands wird aktuell eine iiberlagerte Gleichstromeinspeisung empfoh-
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len.

Die Verfahren zur Parameteridentifikation liefern nur Schatzwerte fiir Parameter, wenn
deren Einfluss auf die Messgrofien vorhanden ist. Fiir den Lauferwiderstand liegt dieser
Einfluss ab etwa 50 % der Nennlast vor [Schroder, 2001; Kral u. a., 2004]. Unterhalb die-
ser Belastung ist der Schétzwert mit hoher Unsicherheit belastet. Eine Aktualisierung
der Temperatur ist dann nicht moglich. In [Kral u. a., 2004] wird die Verwendung eines
1-Korper-Modells vorgeschlagen, um in Phasen niedriger Belastung damit den Tempe-
raturverlauf weiterhin schétzen zu kénnen. Erhoht sich die Belastung, wird wieder zum
identifizierten Wert gewechselt.

Sollen die ohmschen Widersténde ohne Drehzahlsensor geschatzt werden, bleiben nur
Signal injizierende Verfahren zur Identifikation des Standerwiderstandes oder Verfahren
welche die Drehzahl mit Hilfe der auftretenden Oberwellen unter stationdren Bedingun-
gen bestimmen. Die Drehzahl kann dabei aus Stromoberwellen durch die Laufernutung
oder Unsymmetrien des magnetischen Kreises sensorlos gewonnen werden [Hurst u. a.,
1996b; Gao u. a., 2008a; Gao u. a., 2014]. Die Anpassung des Lauferwiderstandes ist aus
dem Vergleich mit der modellbasierten geschatzten Drehzahl diskret bei vorhandenem
stationdrem Betrieb moglich [Hurst u.a., 1996b]. Die Ubertragbarkeit der Verfahren
ohne Drehzahlsensor auf andere Maschinen ist beschréinkt. In der Regel ist fiir jede
Maschine eine spezifische Parametrierung mit ausfithrlichen Tests notwendig. Zusam-
men mit der Beschrédnkung auf zumindest abschnittsweisen stationaren Betrieb werden
kombinierte Drehzahl- und Temperaturschétzer nur bei speziellen Anwendungen ein-

setzbar sein.

2.2. Verbesserte thermische Uberwachung

Das in dieser Arbeit vorgestellte System soll eine thermische Uberwachung der Ma-
schine bieten, mit der sich maximale Maschinentemperaturen und auch die mittleren
Wicklungstemperaturen berechnen lassen. Als sensorarme Losung basiert das System
auf einem Temperatursensor in der Sténderwicklung und einem Schétzer der Wicklung-
stemperatur im Léaufer. Der vorgeschlagene Temperaturschéitzer liefert in einem tiber
den Stand der Technik hinausgehenden Belastungsbereich zuverlassige Temperatur-
werte, so dass fiir den Motorschutz einiger Motoren der Temperatursensor im Sténder
nicht notig ist.

Das verwendete thermische Modell basiert zur Onlinefdhigkeit mit aktueller Rechen-
technik ebenfalls auf einem Warmequellennetzwerk. Im Gegensatz zu den erwahnten
Methoden wird aber ein ausfithrlicheres thermisches Modell parallel gerechnet, dem die
einzelnen Verluste in der Maschine besser zugeordnet werden konnen. Veranderungen

in der Verlustverteilung und damit auch verédnderte Temperaturverteilungen in der Ma-
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schine kénnen abgebildet werden. Ein neues Verfahren zur Identifikation der Parameter
des thermischen Modells wird vorgestellt. Dabei wird eine bestmégliche Ubereinstim-
mung des Modells mit den stationdren Temperaturen im Bemessungspunkt mit einer
optimalen Abbildung dynamischer Temperaturverlaufe erreicht. Die Maschine muss
dafiir nicht an jedem Punkt instrumentiert sein.

Durch die Integration der Daten von Temperatursensoren und -schétzer in das Mo-
dell wird dies zum thermischen Beobachter erweitert. In dieser Arbeit wird eine neue
intuitive Auslegung des thermischen Beobachters vorgeschlagen. Der physikalisch in-
terpretierbare Ansatz ldsst sich leicht verstédndlich auf andere Motoren tibertragen.
Falsche Startwerte oder Fehler, die zu erhohten Maschinentemperaturen fiihren, kon-
nen korrigiert werden.

Die Temperaturprognose, die der vorgeschlagene Modellansatz ermoglicht, bietet einen
planbaren Einsatz von Betriebspunkten in Uberlast. Drohende Uberschreitungen von
Grenztemperaturen konnen frithzeitig erkannt und damit vermieden werden. Durch die
Integration der vorgeschlagenen Beobachterriickfithrung in die Temperaturprognose,
kann die verbleibende Zeit bis zum Erreichen der Grenztemperatur sogar im Fehlerfall

bestimmt werden. Eine Lokalisierung der Fehlerstelle ist moglich.
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Vorgange

Mit Hilfe der mathematischen Beschreibung der Asynchronmaschine soll deren elek-
trisches Verhalten bei stationarem und auch dynamischem Betrieb abbildbar sein. Im
Allgemeinen dient die Modellbildung der Vorhersage des Verhaltens der Maschine un-
ter Belastung oder Storung und bildet damit die Basis fiir die Regelung der Maschine.
Die elektrischen Ubergangsvorginge laufen dabei viel schneller als die Erwarmung der
Maschinen ab. Die elektrischen Vorginge kénnen so von den thermischen Ubergangs-
vorgéingen entkoppelt betrachtet werden. Aus thermischer Sicht reicht die Betrachtung
der Verluste des elektro-dynamischen Systems aus. Damit die Verluste auch wéahrend
elektrischer Ubergangsvorgiange korrekt berechnet werden konnen, wird ein elektro-
dynamisches Maschinenmodell in dieser Arbeit verwendet.

Im Folgenden werden zunéchst die Grundlagen fiir die elektrische Modellierung der
Maschine gelegt. Ausgehend von einem zunéchst vereinfachten Motormodell wird dann
die Beriicksichtigung wichtiger Einflussfaktoren im verwendeten Modell erkléart. Neben
der Basis zur Berechnung der Verluste werden in diesem Kapitel die Grundlagen fiir

den verwendeten Temperaturschatzer beschrieben.

3.1. Darstellungs- und Berechnungsgrundlagen

Zur Beschreibung des dynamischen Verhaltens von Asynchronmaschinen haben sich

eine Reihe von Annahmen durchgesetzt:
« Einfiihrung von komplexen Raumzeigern,

e Annahme eines symmetrischen Aufbaus von Stander und Laufer mit konzentrier-
ten Wicklungen und damit drei um jeweils 120° versetzte Wicklungsachsen a, b

und c,
o Annahme konstanter Luftspaltlange 9,
o Annahme rdumlich sinusférmiger Feldverteilung im Luftspalt und damit

e Vernachlassigung nutungsverursachter Oberwellen.
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Die Theorie des komplexen Raumzeigers [Kovécs u. a., 1959] lasst bei einem Dreiphasen-
system ohne Nullleiter die Beschreibung von unterschiedlichen, geometrisch verteilten
Signalen in einer komplexen Gréfle zu. Am Beispiel der Phasenstrome erklart, nimmt
man an, dass jeder sinusférmige Phasenstrom eine sinusférmige Feldverteilung hervor-
ruft, die sich mit den Feldern der anderen Phasen zu einem sinusférmigen Gesamtfeld
iiberlagern. Die Summe aller Phasenstrome betrigt zu jedem Zeitpunkt Null. Zur Be-
schreibung der resultierenden Grofle reicht ein Raumzeiger. Der Raumzeiger gibt dann
das Maximum und die Richtung desselben an. Durch die Projektion auf eine kom-
plexe Ebene erhalt man einen komplexen Raumzeiger. Die reelle Achse o soll dabei
in Richtung der Wicklungsachse a liegen. Die imaginédre Achse soll mit 8 bezeichnet
werden. Durch die rdumlich versetzten Wicklungen ergibt sich der komplexe Stander-

V3

. . P2 .
stromraumzeiger mit @ = €'3" = —% +J73 Zu:

iy = (ila + aiyy, + Q2i1c> . (3.1)

Wi N

Durch den Faktor % ergibt die Projektion des Raumzeigers auf die Wicklungsachsen

jeweils deren Augenblickswert, siche Abb. 3.1. Das real dreiphasige System kann so mit
einem virtuell zweiphasigen System vereinfacht werden. Alle anderen Gréflen werden

analog abgebildet.
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Abb. 3.1.: Konstruktion des komplexen Stromraumzeigers aus den drei Phasenstromen und dessen
Projektion auf die Wicklungsachsen
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Die vektorielle Darstellung ergibt sich mit Hilfe der Clarke-Transformation zu:

e 12 -1 -1 "a 52)
s | 3]0 v3 =v3 || "
11c

Fiir die Riicktransformation aus dem zweiphasigen a-3-System in das dreiphasige a-b-c-

System erhélt man fiir die Standerstrome folgende Riicktransformation:

7lla 1 2 0 .

1 (0%
in |=5| -1 V3 [ ! ] . (3.3)
ilc -1 _\/g

Durch die Annahme der um 120° geometrisch versetzten Wicklungen, erhdlt man einen
komplexen Raumzeiger, der zeitlich gesehen mit der Sténderfrequenz rotiert. Da dies
so nur den Verhéltnissen bei zweipoligen Maschinen entspricht, erhilt man die elektri-
sche Winkelgeschwindigkeit des Léaufers wr, unter Beachtung der Polpaarzahl p aus der

mechanischen Winkelgeschwindigkeit w,, mit:

WL, = P (3.4)

L L

te
Al

a) dreiphasiges System b) gedachtes zweiphasiges System

Abb. 3.2.: Modell der allgemeinen Drehfeldmaschine mit konzentrierten Wicklungen im gemeinsamen
Koordinatensystem

Betrachtet man die Laufergrofien im sténderfesten a-3-Koordinatensystem, dann kommt
zur Rotation des Raumzeigers durch die Strome der Wicklungen die Drehung des Lau-

fers um den Winkel ~;, dazu (Abb. 3.2). Fir den komplexen Raumzeiger muss der
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Verdrehwinkel mit dem Drehoperator e korrigiert werden. Soll beispielsweise der

Lauferstromraumzeiger standerfest angegeben werden, dann erhalt man:

5 = ize™. (3.5)

|

Es kann aber auch ebenso sinnvoll sein, stdnderfeste Systemgrofien in umlaufende Ko-
ordinatensysteme zu transformieren. Um einen komplexen Raumzeiger in vektorieller
Darstellung in ein allgemein um ~, verdrehtes x-y-Koordinatensystem zu transformie-
ren bzw. um aus diesem wieder zuriick zu transformieren, erhilt man mit der Park-

Transformation vektoriell folgende Rechenvorschrift:
lla _ | cos (%) —sin(7x) 11x (3.6)
i1 sin ()  cos (7x) i1y

[ ] _ [ cos () sin (1) ] [ } | )
i1y —sin (vx) cos (vx) i1

Relevante Koordinatensysteme sind das standerfeste a-3-System, das mit vy, gedrehte
elektrisch lauferfeste d-g-System und das allgemein um -, verdrehte x-y-System, wel-
ches z.B. bei der FOR am Lauferfluss orientiert ist. Solange es nicht explizit anders
gekennzeichnet ist, wird generell das standerfeste a-3-System verwendet.

Durch den gegenseitigen Einfluss der Strome in Sténder und Laufer aufgrund der Ge-

geninduktivititen muss das Ubersetzungsverhéltnis:

. w1 &
i = ot (3.8)

bei der Berechnung des Maschinenzustands berticksichtigt werden. Dabei sind w, /o die
Windungszahlen und &, /» die Wicklungsfaktoren in Stander und Laufer. Die Gleichung
gilt fir die Schleifringlaufermaschine. Beim Kurzschlusslaufer ist das Verhaltnis der
Strangzahlen zu beriicksichtigen. Zur Vereinfachung der Zusammenhinge werden die
lauferseitigen GroBen mit dem Ubersetzungsverhéltnis zwischen Stander und Léufer
auf den Stédnder bezogen. Fir die im Léufer auftretenden Groflen werden folgende

Umrechnungen vollzogen:

Wy = i, i = i (3.9)
R, = ii*Ry Ly = 4Ly (3.10)

Im Folgenden wird immer von stdnderbezogenen Groflen ausgegangen, auch wenn diese

nicht gestrichen dargestellt sind.
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3.2. Vereinfachtes dynamisches Modell der

Asynchronmaschine

Zunachst wird ein vereinfachtes Modell zur tibersichtlichen Beschreibung des grundle-
genden Verhaltens der Asynchronmaschine eingefithrt. Neben den Annahmen, die im
Abschnitt 3.1 getroffen werden, kommen fiir die folgende Anschrift zur Modellierung

der Asynchronmaschine noch weitere Vereinfachungen hinzu:

e Annahme konstanter Widerstande und Induktivitaten
« Vernachléssigen der Stromverdrangung

o Vernachlédssigen von Eisen und Zusatzverlusten

In den néchsten Abschnitten wird dann gezeigt, wie die zunéchst vernachléssigten
Einflussfaktoren im Modell zu berticksichtigen sind.
Die Spannungs-Differenzialgleichungen fiir den Stdnder und Léaufer im stédnderfesten

a-f-Koordinatensystemen lauten:

d
U = Rﬂﬁil (3.11)
o dy,
Uy = RQQQ—I—d;f—JwLyz. (3.12)

Fiir die in dieser Arbeit betrachteten kurzgeschlossenen Laufer ist die Spannung u, = 0
zu setzen.

Die Stianderflussverkettung v, setzt sich zum einen aus der angenommenen Uberla-
gerung der Fliisse jeder Phase im Stdnder zusammen, zum anderen verursachen die
Strome im Laufer mit der entsprechenden Gegeninduktivitat durch die magnetische
Kopplung ebenfalls einen Beitrag zur Flussverkettung im Stédnder. Dasselbe lasst sich
fur den Léufer feststellen. Die Induktivitdten L; und Lo von Stander und Laufer kon-
nen in eine gemeinsame Hauptinduktivitat Ly, und deren jeweiligen Streuinduktivitédten

L, und L, aufgeteilt werden:

L1 = L01+Lh (313)
Ly = Lgo+ Ly. (3.14)

Zusétzlich wird der Magnetisierungsstrom i,, eingefiihrt:

iy, = iy + . (3.15)
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D JE—
Jop ¥,

Abb. 3.3.: Dynamisches Ersatzschaltbild der Asynchronmaschine

Die Flussverkettungen kénnen dann wie folgend berechnet werden:

[

(0

= Liiy + Luiy = L1ty + Lnt, =¥ _, + 9, (3.16)
= Lniy + Loty = Looly + Lty =¥ _, + 9, (3.17)

Fiir das innere Drehmoment oder auch Luftspaltmoment und die Leistungen erhélt

man den Zusammenhang mit den eingefithrten Groflen zu:

M;
M;
Py

@

SpIm {0 i} = Sp (s — i) (3.18)
zpizjm {ﬂ* : 11} = 2]32 (V2af15 — Yapita) (3.19)
gfﬁe {u, -7} = 2 (U1at1a + U1pl15) (3.20)
23111 {u, -7} = ; (U18%10 — Ulailﬁ) . (3.21)

Man beachte, dass Analogien zur Berechnung stationirer Verhéltnisse mit komplexen

Zeigern vorhanden sind, aber nicht mit den Augenblickswerten komplexer Raumzeiger

verwechselt werden diirfen. In der Abb. 3.3 sind die beschriebenen Gleichungen fiir

dynamische Verhéltnisse mit komplexen Raumzeigern darstellt.

3.3. Beriicksichtigung des Temperatureinflusses

Die Erwarmung der Maschine durch die auftretenden Verluste verandert zuerst die

ohmschen Widerstinde, da die Leitfihigkeiten der Wicklungen temperaturabhéngig

sind. Im fir die Wicklungen verwendeten Temperaturbereich wihrend des Betriebes

kann von einem linearen Zusammenhang ausgegangen werden. Der Einfluss der mitt-

leren Wicklungstemperatur im Stéander ¥g; und Léaufer ¥, auf die Widerstande kann
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somit wie folgt dargestellt werden:

Rl = R1 20 (1 + oy (19;{1 —20 OC)) (322)
R2 = R220 (1 + Q9 (19}{2 —20 OC)) . (323)

Dabei sind als Ausgangswerte die Stander- und Léuferwiderstdnde R;o9 und Roo bei
20 °C anzusetzen. Falls die ohmschen Widerstidnde Ry, bzw. Ry, nur fiir die Tempera-
turen Ygy, bzw. ¥re, bekannt sind, lassen sich die temperaturabhangigen Widerstande
nach Gl. 3.24 bzw. Gl. 3.25 berechnen:

(1 + (05} (ﬁRl — 20 OC))

= .24

Rl 1n(1+a1 (’l?Rln—QOOC)) (3 )
o (1+012 (191:{2 —2000))

Ry = R o = 20°0)) (3:25)

Die Temperaturkoeffizienten o sind materialspezifisch und werden ebenfalls bezogen
auf 20 °C angegeben, siehe Tabelle 3.1.

Tab. 3.1.: Temperaturkoeffizienten fiir wichtige Leitermaterialien bezogen auf 20 °C [Schuisky, 1960;
Héberle, 2007]

’ Werkstoff | Temperaturkoeffizient aoy / K™ ‘

Aluminium 0,0037...0,0041
Eisen 0,006...0,0066
Kupfer 0,0038...0,004

Alternativ kann die Abhéngigkeit auch mit der Temperaturkonstanten k£ berechnet
werden, die als reziproker Wert des Temperaturkoeffizienten « bei 0°C gilt. In der
Norm DIN EN 60034-2-1 werden die Widerstande mit & = 235 fiir Kupfer (entspricht
g0 = 0,00392 K1) und k = 225 fiir Aluminium (entspricht agy = 0,00408 K~') nach-
gefiihrt. Die Widerstande im Stander und Laufer konnen dann mit den mittleren Wick-
lungstemperaturen und dem jeweiligen Widerstand Ry, bzw. Ry, bei einer bekannten

Temperatur Yg;, bzw. Yo, berechnet werden:

k + Vg1

R, = Ri,———— 3.26

! ! k‘*’ﬂRln ( )
k 4+ Ugro

Ry = Rop——m——. 3.27

? 2"+ Uron (3:27)

Neben der Verdnderung der elektrischen Leitfdhigkeit des Kupfers, beeinflusst die Tem-
peratur auch die wirbelstrombasierten Eisenverluste, die von der Leitfahigkeit des Ei-
sens abhéngig sind. Da dieser Effekt nur geringe Auswirkungen auf die Maschinendy-

namik besitzt, wird die Temperaturabhangigkeit des Eisens vernachléassigt. Ebenfalls
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wird der Einfluss der Temperatur auf die Lagerreibung und die Luftreibung vernach-
lassigt. Die Versuche zur Identifikation dieser Groflen werden deshalb betriebswarm
aufgenommen, so dass mogliche Abweichungen nur im unkritischen abgekiihlten Zu-

stand auftreten.

3.4. Beriicksichtigung von Sattigungserscheinungen

Bei der idealen Maschine gibt es keine Abhéngigkeiten der Induktivititen von den
Stromen oder der angelegten Spannung. Bei realen Maschinen hingegen zeigt sich, dass
der Spannungsabfall iiber der Induktivitdt nichtlinear mit dem Strom zunimmt. Zur
Bestimmung der séttigungsabhangigen Induktivitaten wird nach DIN EN 60034-28 ein
Leerlauftest mit mindestens 10 Spannungswerten und eine Priifung bei Gegendrehfeld
oder mit blockiertem Laufer mit mindestens 10 Stromwerten vorgeschlagen. Dabei
werden die Effektivwerte der Standerspannung U; und des Standerstromes I; sowie die

aufgenommene Wirkleistung P, aufgezeichnet.

1,0 0,1
DN
0.8 0,08 ‘\
/l-
= 0.6 ot 0,06 .
S04 // ~ 0,04
02 < 0,02
0 0
0 3 6 9 12 15 0 3 6 9 12 15
L/ A L/ A
a) Magnetisierungskennline b) resultierende Hauptinduktivitét

Abb. 3.4.: Auswirkung der Sittigung des Eisens auf die Hauptinduktivitit (Messung an 7,5 kW ASM)

Im Leerlauftest entspricht der Stdnderstrom /; dem Magnetisierungsstrom 7,,, da der
Lauferstrom vernachlassigbar klein ist. Somit kann die Stdnderinduktivitat L; abhéan-
gig vom Magnetisierungsstrom bestimmt werden. Bei der Prifung mit Schlupf s = 1
im Stillstand bzw. s = 2 bei Gegendrehfeld kann der Einfluss der Hauptinduktivitat
Ly, vernachléssigt werden und man erhélt die gesamte Streuinduktivitit in Abhéngig-
keit des aufgenommenen Stromes I;. Die Aufteilung der Gesamtstreuinduktivitit auf
Stander- und Lauferstreuinduktivitét ist dabei nicht méglich, da das standerseitige Ver-
halten von der Aufteilung unbeeinflusst ist. Liegt der Aufteilungsfaktor aus den Daten
der Maschinenauslegung vor oder léasst sich dieser abschatzen, so erhalt man aus diesen
beiden Versuchen die Stromabhangigkeiten der betrachteten drei Induktivitaten.

Die aus den Versuchen nach DIN EN 60034-28 gewonnenen sattigungsabhéangigen In-
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a) Standerstreuinduktivitat b) bezogene Lauferstreuinduktivitét

Abb. 3.5.: Auswirkung der Sattigung des Eisens auf die Streuinduktivitdten (Messungs an 7,5 kW
ASM)

duktivitaten sind allerdings nur fiir stationare Zustande ermittelt:

s

1,

Ly stat = Ln (‘ZMD = (3.28)

Ly

Durch die Differentiation der Flussverkettungen in den Spannungsdifferentialgleichun-
gen 3.11 und 3.12 muss bei einer Anderung der Induktivitit auch deren Ableitung, die

sogenannte dynamische Induktivitit berticksichtigt werden:

dLh stat

i

(3.29)

Lh,dyn = I ‘ .

Die Summe aus stationarer und dynamischer Induktivitat ist die sogenannte differen-
zielle Induktivitét:
Ly, qig = L stat + L dyn- (3.30)

Fiir die Identifikation des Lauferwiderstandes und fiir die Berechnung und Aufteilung
der Verluste zur thermischen Simulation ist die Beriicksichtigung der differenziellen
Induktivitaten nicht tiblich. Daneben kann auch die Sattigung der Streuwege vernach-
lassigt werden, da deren Einfluss in weitem Einsatzbereich gering ist, insbesondere
bei Betrieb am Umrichter mit vorhandener Strombegrenzung. Als praktikable Losung
hat sich die Anpassung der stationdren Hauptinduktivitdt an den berechneten Ma-
gnetisierungsstrom ‘lu‘ fiir den néachsten Integrationsschritt der numerischen Losung
durchgesetzt [Schroder, 2001]. Die Formeln 3.16 und 3.17 lauten entsprechend ange-
passt:

re-
|

Lo1iy + Ly (‘ZHD Ly (3.31)
Loaiy + Ln (|i,]) i, (3.32)

|
S
|
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3.5. Beriicksichtigung der Eisenverluste im

Motormodell

Die Beriicksichtigung der Eisenverluste im Motormodell verbessert die Identifikation
des Lauferwiderstands und damit die Schatzung der mittleren Temperatur der Laufer-
wicklung [Scholz, 1997]. Die Beschreibung der Eisenverluste und deren Abhéngigkeiten
befindet sich im Abschnitt 4.2.

Fiir stationdre Betrachtungen lassen sich die Eisenverluste, wie in der Norm DIN EN
60034-28 beschrieben, beriicksichtigen. Dafiir wird der Widerstand Ry, im Ersatzschalt-
bild parallel zur Hauptinduktivitat L, eingefiigt. Der Widerstand wird dann wie folgt
aus den mit dem Leerlaufversuch berechneten Eisenverlusten Pg. fiir die angelegte Be-
messungsspannung berechnet:

321
R ‘ . (3.33)

RO

Mit der inneren Spannung U; fiir diesen Punkt der Leerlaufpriifung nach:
Ui = Uy — Raly|. (3.34)

Dabei sind die zeitlich phasenverschobenen komplexen Zeiger der Sténderstrangspan-
nung U, und des Standerstrangstromes I, deren Amplituden den Effektivwerten ent-
sprechen, zu verwenden.

Fir die Berechnung des dynamischen Modells der Asynchronmaschine ist die Beach-
tung der Eisenverluste parallel zur Hauptinduktivitdt umstéandlich. Deshalb wird der
Eisenverlustwiderstand im dynamischen Modell oft parallel zur Standerinduktivitat
[Arnold, 2005] angesetzt oder gleich parallel zur Sténderspannung, wie in Abb. 3.6.
Durch den quantitativen Unterschied zwischen dem Standerwiderstand R; und dem
Eisenverlustwiderstand Ry, spielt letzteres praktisch keine Rolle [Arnold, 2005].

Uber den gesamten Einsatzbereich geregelter Maschinen sind die Eisenverluste aller-
dings nur ungeniigend mit einem festen Widerstand abbildbar. Die genannte Norm

empfiehlt den Widerstand der Eisenverluste mit der Wurzel der bezogenen Frequenz

R;‘e _ i 0,5
Ro (fn) . (3.35)

Dies ist als Kompromiss zwischen den mit der Frequenz linear verlaufenden Hysterese-

anzupassen:

verlusten und den mit der Frequenz quadratisch verlaufenden Wirbelstromverlusten zu
sehen. Da bei geregelten Maschinen die Standerspannung fiir einen konstanten Maschi-

nenfluss mit der Frequenz linear verlauft und so die Verluste am Eisenverlustwiderstand
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B
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Abb. 3.6.: Dynamisches Ersatzschaltbild der Asynchronmaschine mit Eisenverlustwiderstand und
kurzgeschlossenem Léufer

ebenfalls quadratisch mit der Frequenz verlaufen, werden nur die Wirbelstromverluste
mit einem konstanten Eisenverlustwiderstand korrekt abgebildet. Um die Hysterese-
verluste richtig abzubilden, miisste der Widerstand linear mit der Frequenz verstellt
werden. Betrachtet man nur einen eingeschréankten Frequenzbereich oder allgemein nur
Frequenzen bis etwa 50 Hz, so zeigen am Institut durchgefiihrte Messungen [Scholz,
1997], dass fiir Normmotoren in diesem Bereich die Hystereseverluste tiberwiegen und
der Widerstand der Eisenverluste eher linear mit der Frequenz verstellt werden sollte.
Um neben veranderlichen Frequenzen auch Maschinen mit verdanderlichem Fluss be-
riicksichtigen zu konnen, wird der Widerstand der Eisenverluste hier bei jedem Inte-
grationsschritt an den aktuell ermittelten Zustand nach Abschnitt 4.2 angepasst. Nur
so kann im Feldschwachbetrieb bei hohen Drehzahlen oder im energieoptimierten Teil-
lastbereich eine zufriedenstellende Ubereinstimmung erzielt werden, da die Eisenver-
luste im Bereich starker Sattigung vom quadratischen Zusammenhang zur Spannung
abweichen, siche Abb. 4.1. Als Ansatz zur Berechnung des aktuellen Widerstands der

Eisenverluste zur dynamischen Modellierung wird:

:§|@1|2
2 PFe

Rre (3.36)

gewahlt.

3.6. Beriicksichtigung der Zusatzverluste im

Motormodell

Grundsatzlich unterscheidet man zwischen Leerlauf-Zusatzverlusten und lastabhangi-

gen Zusatzverlusten. Die lastunabhangigen Zusatzverluste im Leerlauf sind Bestandteil
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der gemessenen Eisenverluste und damit im Motormodell im Widerstand Ry, enthalten.
Eine konkrete Zuordnung der lastabhangigen Zusatzverluste bleibt schwierig. Ein Teil
der lastabhéngigen Zusatzverluste ist auf die Widerstandserhohung durch die Strom-
verdrangung im Leiter zuriickzufiihren. Dort ist es naheliegend die lastabhédngigen Zu-
satzverluste als zusitzlichen Widerstand Rj, im Stander zu berticksichtigen [Scholz,
1997]. Fir die hier betrachteten kleineren Maschinen wird die Stromverdréangung ver-
nachlassigt. Die zusatzlichen Verluste fallen iiberwiegend im Eisen im Bereich der Nut
an. Deshalb werden die lastabhéngigen Zusatzverluste im Modell wie erhohte Eisen-
verluste gefithrt. Die Erweiterung der Gl. 3.36 fiihrt damit zu einer leistungskorrekten

Berticksichtigung dieser Verlustanteile im Motormodell:

(3.37)

Die Eisenverluste Pr. und die lastabhangigen Zusatzverluste P, werden betriebs-
punktabhéngig, wie in den Abschnitten 4.2 bzw. 4.4 beschrieben, nachgefithrt. Dies
fithrt zur Kopplung des Motormodells mit der Verlustleistungsberechnung. Die Be-
rechnung der inneren Strome des Modells kann durch den parallelen Ansatz des Wi-

derstandes Rp. mit der Stdnderspannung u,, siche Abb. 3.6, unabhéngig erfolgen.

3.7. Beschreibung des Ubergangswiderstandes der
Schleifringe

Der Zusammenhang zwischen der Wicklungstemperatur und dem Widerstand hangt
maBgeblich vom verwendeten Material des Leiters ab. Fiir Schleifringlaufermaschi-
nen kommen zum Wicklungswiderstand noch der Ubergangswiderstand zwischen den
Schleifringen und den Biirsten und der eigene Widerstand dieser Elemente dazu. Soll
aus dem identifizierten oder per Gleichstromspeisung gewonnenen Lauferwiderstand
auf die mittlere Erwiarmung geschlossen werden, ist es notwendig den Ubergangswider-
stand zu berticksichtigen. Es ergibt sich das erweiterte Ersatzschaltbild, wie es in Abb.
3.7 dargestellt ist.

Durch die vielen Einflussgrofien bedingt, gibt es aktuell keine ausreichende analytische
Beschreibung dieses Widerstands an den Schleifringen. Als wesentliche Grofien, die

Einfluss auf den Ubergangswiderstand haben, gelten:
o Biirsten- und Schleifringmaterial,
o Stromdichte,

o Stromrichtung,
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Abb. 3.7.: Dynamisches Ersatzschaltbild der Asynchronmaschine mit Schleifringen und kurzgeschlos-
senem Laufer

e Temperatur,
« Biirstenauflagedruck und
o Winkelgeschwindigkeit.

Allgemein wird der Widerstand mit einer Kombination aus dem Widerstand eines fes-
ten Leisters und einem lichtbogendhnlichen Vorgang beschrieben [Czepek, 1916]. Im
einfachsten Fall wird von einem konstanten Spannungsabfall an den Schleifringen aus-
gegangen. Damit soll dem mit zunehmender Stromdichte abnehmenden Biirsteniiber-
gangswiderstand entsprochen werden. Dieses Verhalten ist bei reinen Graphit-Biirsten
stark ausgeprédgt und ebenfalls bei Metall-Graphit-Biirsten vorhanden. Dabei treten
bei unterschiedlichen Materialzusammensetzungen der Biirsten auch abweichende Wi-
derstdande auf. Eine préazise Vorhersage des Widerstands allein auf der Basis der ver-
wendeten Materialien ist bisher nicht moglich.

Um den Biirstentibergangswiderstand zu messen, wird die Maschine zunéchst unter
Belastung erwarmt. Der Laufer wird danach mit Gleichstrom verschiedener Starke be-
stromt, wahrend die Maschine angetrieben wird und abkiihlt. Aus der Stromstarke und
dem Spannungsabfall iiber den bestromten Klemmen wird der Lauferwiderstand be-
stimmt von dem der temperaturkorrigierte Wicklungswiderstand abgezogen wird. Da
iiber zwei Biirsten gemessen wird, muss der resultierende Widerstand noch halbiert
werden. Eine Temperaturmessung im Laufer wahrend der Messung ist notwendig.
Der Einfluss der Temperatur auf den Biirsteniibergangswiderstand zeigt sich in einer
Abnahme des Widerstands mit zunehmender Temperatur. Dies wird bei den Biirsten
auf den negativen Temperaturkoeffizienten von Graphit zuriickgefithrt und lésst sich
auch bei den untersuchten Metall-Graphit-Biirsten beobachten. Es kann angenommen
werden, dass sich der direkte Ubergang zwischen Biirste und Schleifring mit zuneh-

mender Temperatur bei allen verwendeten Materialien verbessert.
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Abb. 3.8.: Gemessener Biirsteniibergangswiderstand in Abhéngigkeit von Temperatur und Stromstéar-
ke
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Abb. 3.9.: Abweichung des Biirsteniibergangswiderstands von Messung und Modell
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Die neben den Haupteinflussfaktoren Material, Stromstéarke und Temperatur vorhan-
denen Abhéngigkeiten miissen in der Regel vernachléssigt werden, da deren Einfluss
zum einen gering und zum anderen nicht eindeutig zuzuordnen ist. Der geringe Einfluss
der Winkelgeschwindigkeit des Laufers auf den Ubergangswiderstand wird durch eige-
ne Messungen bestétigt. Fine Ausnahme bildet der Widerstand unter Stillstand, der
ein undefiniertes temperaturabhéngiges Verhalten zeigt. Zusammen mit dem Auflage-
druck der Biirsten, der als konstant angenommen wird, und der Stromrichtung iiber
der Biirste werden diese Parameter deshalb nicht in der Korrektur zur Berechnung des
Wicklungswiderstands beachtet.

Der Ansatz zur Beschreibung des Widerstands an den Schleifringen in Abhéngigkeit
von Temperatur und Stromstérke wird aufgrund der Datenbasis der DC-Messung bei
Nenndrehzahl (Abb. 3.8) fiir die verwendeten Schleifringe standerbezogen zu:

_ 9Rp—20°C _ ily

Rg, = @’Rgype "s. e i (3.38)

mit Rgr o0 = 0,02 €2 festgelegt.

Es wird somit die Abhéngigkeit des Biirsteniibergangswiderstands von der Laufertem-
peratur und vom Lauferstrom berticksichtigt, wobei hohe Temperaturen und hohe Stro-
me den Widerstand gegen Null gehen lassen. Die Validierung des Ansatzes zeigt die
Darstellung des absoluten Fehlers in Abb. 3.9.

Wird der Schleifringlaufer ohne relevanten Zusatzwiderstand extern kurzgeschlossen,
ergibt sich fiir den Lauferwiderstand R, unter Beachtung der Gl. 3.25 fiir den Wider-

stand der Wicklung Row der folgende auf die Stdnderseite bezogene Zusammenhang:

Ry = Row (Yr2) + Rsr, (Ura, Io) . (3.39)

3.8. Motormodelle

Die in den Abschnitten 3.3 bis 3.7 betrachteten Abhédngigkeiten der Parameter des Mo-
tors bedingen die Kenntnis der inneren Motorgréfien im Betrieb. Somit ist es notig ein
Maschinenmodell parallel zum Motor zu rechnen. Aus den Verfahren zur Regelung der
ASM, sind eine Reihe von Motormodellen bekannt, mit denen man diese inneren Gro-
Ben dynamisch berechnet. Die Qualitiat der geschatzten Groflen hangt von den Fehlern
der gemessenen Eingangsgroflen und den Fehlern der Maschinenparameter ab. Die un-
terschiedliche Parameterempfindlichkeit verschiedener Modelle wird im Abschnitt 6.5
ausgenutzt, um die mittlere Laufertemperatur zu schétzen. Im Folgenden werden die
zwei hier verwendeten Motormodelle zur Ermittlung der notwendigen inneren Gréfien

im standerfesten Koordinatensystem beschrieben.
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3.8.1. Das ul,n-Modell

Dieses Modell wird auch Spannungsmodell genannt, da neben der Drehzahl die Stander-
spannung als Eingangsgrofie genommen wird. Zur Generierung der Modellgleichungen

werden die Gl. 3.16 und 3.17 der Flussverkettungen nach den Stromen umgestellt:

1 Ly
b, = — 3.40
b O'Llyl 0'L1L2 @2 ( )
Ly 1

y = — ) 3.41
12 O'Lnggl + O'Lgy2 ( )

Die Gesamtstreuziffer o berechnet sich dabei zu:

L2
=1- - 3.42
o Il (3.42)

Eingesetzt in die Spannungsgleichungen GIl. 3.11 und 3.12 erhélt man die Modellglei-

chungen fiir die ASM mit Kurzschlusslaufer des ul,n-Modells zu:

dip, Ry RiLy

— = - — 3.43
dt = Ot T Y (343)
dy, Ry Ly Ry

—= = — ] ) 44
dt O'Lnggl O-LQyZ + JwLyQ (3 )

Die Flussverkettungen werden numerisch bei Darstellung der Raumzeiger im a-(-
System mit vier Integrationen berechnet. Die Berechnung ist unempfindlich auf Fi-
senverluste. Bei niedrigen Drehzahlen wirkt sich die Abhéngigkeit vom Sténderwider-
stand verstarkt aus, so dass dieser fiir eine korrekte Modellierung nachgefithrt werden
sollte [Arnold, 2005]. Andern sich die ohmschen Widerstéinde wihrend des Betriebes
und werden diese nicht im Modell angepasst, so schatzt das ul,n-Modell weiterhin die

gleichen Werte fiir die Lauferflussverkettung.

3.8.2. Das il,n-Modell

Das sogenannte Strommodell berechnet den Lauferfluss und den Lauferstrom aus dem
gemessenen Standerstrom und der Drehzahl. Fiir die mit FOR angesteuerten Antriebe
wird es oft verwendet. Das Motormodell funktioniert zuverléssig bis zur Drehzahl Null.
Die Modellgleichungen ergeben sich, indem man die Flussverkettungsgleichung Gl. 3.17

nach dem Lauferstrom umstellt:

Ly 1
= — 0+ — 4
19 L211+ L2% (3.45)
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und diese dann in die Spannungsgleichung des Léaufers Gl. 3.12 einsetzt:

d@ZJQ Rth Rg
7t = , 1 — 72 ¢2 +J‘)Lw2 (3 46)

Damit erhélt man ein Modell zur Ermittlung der Lauferflussverkettung im «a-3-System
mit zwei Integratoren. Das il,n-Modell ist unabhéngig vom Standerwiderstand, aber
deutlich sensitiv auf Anderungen des Lauferwiderstandes [Arnold, 2005]. Deshalb bietet
sich die Verwendung des il,n-Modells bei der Identifikation des Lauferwiderstandes
bzw. bei der Identifikation der mittleren Laufertemperatur an. Um die vorhandenen
Eisen- und Zusatzverluste zu berticksichtigen, wird die Gl. 3.46 entsprechend Abschnitt
3.5 bzw. Abb. 3.6 erweitert:

d¢2 RyLy, Uy Ry

at I (Zl RFe) L% Ty, (3.47)
dy, RoLy . R, :

dt2 = iy — L—QQQ + jur,. (3.48)

Der Widerstand Ry, wird dabei nach Gl. 3.37 berechnet.
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4. Bestimmung der Verluste und der

Verlustaufteilung

4.1. Wicklungsverluste

Die Wicklungsverluste werden durch die in den Leitern flieBenden elektrischen Strome
verursacht. Sie werden auch als ohmsche Verluste oder Stromwérmeverluste bezeichnet.
Sie hangen in erster Linie von der Leitfdhigkeit des verwendeten Leitermaterials, den
Abmessungen der Leiter und dem Effektivwert des Stromes ab. Diese Verluste sind pro-
portional zu den Wicklungswiderstdnden und proportional zum Quadrat der Strome.
Die Wicklungswiderstande miissen an die jeweiligen Betriebsbedingungen angepasst

werden, sieche Abschnitt 3.3. Fiir die Stédnder- und Lauferwicklungsverluste gilt:

3

Pewi = iRl \11\2 (4.1)
3.
Pew = §R2 Jia|* (4.2)

Falls die Stander- und Lauferwicklung thermisch mit mehreren Teilkérpern model-
liert werden, sind die Verluste der Gl. 4.1 bzw. der Gl. 4.2 zum jeweiligen Anteil
auf die einzelnen Wicklungsabschnitte zu verteilen. Die grundlegende Aufteilung ge-
schieht anhand der Widerstandsanteile der Abschnitte am Gesamtwiderstand der Wick-

lung. Diese Anteile werden als Gewichte wgi1,WR12,...,Wg1, fir den Stédnder und
WR2,1,WR2,2; - - - ;WR2,, fir den Laufer, bei Unterteilung der Wicklungen in n Abschnitte,
eingefiihrt.

Bei einer Unterteilung der Wicklung in den Bereich der Nut mit dem anteiligen Wider-
stand R nut bzw. Rony und den Wickelkopfbereich mit dem Widerstand R; wk bzw.

Ry wk in Stander und Laufer lauten die Gewichte:

wr11 = RiNu (4.3)

wr12 = Ihwk (4.4)



50 4. Bestimmung der Verluste und der Verlustaufteilung

Wra1 = RoNu (4.5)

Wre2 = Rawk. (4.6)
Dabei muss die Summe der Gewichte:

Ry = Rinw+ Riwk (4.7)
Ry = Ronw + Rawk (4.8)

dem Wert der gesamten Wicklung entsprechen. Fiir Wicklungen mit konstanter Quer-
schnittsflache lassen sich vereinfacht auch die Anteile an der mittleren Windungslange
nehmen. Liegt im Laufer eine Kafigwicklung vor, kann aufgrund der unterschiedlichen
Querschnittsflichen der Leiter die Aufteilung nur iiber die Widerstandsanteile erfolgen.
Wird die Kafigwicklung in den Anteil der Stabe und den der Kurzschlussringe unter-
teilt, ergeben sich unter Vernachléssigung der Stromverdréngung die Gewichte fiir den

Laufer nach [Miiller u.a., 2009] zu:

Wr21 = — I (4.9)
Ny R

3 geine () (4.10)

WR2,2

Dabei ist Ny die Nutzahl im Laufer. Die Widerstédnde eines Stabs Rg bzw. eines Ringseg-
ments Rr berechnen sich abhéngig von dem spezifischen elektrischen Widerstand p, den
Querschnittsflichen des Stabs Ag bzw. des Rings A, der Blechpaketlange I, und dem

mittleren Durchmesser des Kurzschlussrings dg wie folgt ([Miiller u. a., 2009)):

lFe
Rs = p— 4.11
S pAS ( )
7TdR
= . 4.12
Rp ’ NyAn (4.12)

Da sich die Abschnitte unterschiedlich stark erwarmen kénnen und dies die Verlustver-
teilung innerhalb der Wicklung beeinflusst, berechnet man die Aufteilung der Verluste
mit den temperaturkorrigierten Anteilen am aktuellen Widerstand. Die Stromwérme-

verluste werden fiir jeden thermischen Teilkorper ¢« der Wicklung wie folgt ermittelt:

PCul WR1,i
Pouis (1 Ir1s — 20°C)) 413
cul, 1+ o (Vg1 —20°C) (e ) S WRy (4.13)
i=1
PCu2 WR2,i
P (1 Oray — 20°C)) 22t 4.14
Cu2, 1+ ay (Yre —20°C) (1 a2 Vre ) S WRo (4.14)

=1
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Die mittleren Wicklungstemperaturen berechnen sich mit diesen Faktoren allgemein

als gewichteter Mittelwert aus den Temperaturen der n Teilkorper der Wicklung:

. WR1,; * UR1
Vg = T (4.15)

n
> WRL,i
=1

, WR2,i - UR2,
Upo = = — (4.16)

n

> WR2,3

1=1

Die Summe der Wicklungsverluste bleibt bei der Aufteilung unverandert.

4.2. Eisenverluste

Durch die Ummagnetisierung des Eisens in der Maschine aufgrund des umlaufenden
Feldes treten im Blechpaket Verluste auf. Das sind zum einen Hystereseverluste, die
durch die Anderung der Magnetisierung entstehen und proportional zur Frequenz und
damit der Anderungsgeschwindigkeit der Magnetisierung verlaufen. Zum anderen ent-
stehen Wirbelstromverluste, die durch Strome im Eisen selbst, verursacht durch Wirbel
der elektrischen Feldstérke bei der Ummagnetisierung, als Stromwéarmeverluste auftre-
ten. Die Wirbelstromverluste werden proportional zum Quadrat der Frequenz ange-
nommen. Der Einfluss der Flussdichte auf die Eisenverluste wird in der Regel fiir beide
Verlustarten als quadratisch angesetzt. Bei realen Blechen héngt der Exponent der
Flussdichte zur Berechnung der Eisenverluste allerdings von der Flussdichte selbst ab.
Aufgrund der Unsicherheiten, die folgend beschrieben werden, wird in dieser Arbeit
vereinfacht mit dem Exponenten zwei gerechnet.

Die Berechnung der FEisenverluste nach Steinmetz weist einige Unsicherheiten auf.
Selbst wenn mittels FEM-Modell die Flussdichte und die Frequenz detailliert fiir die
einzelnen Bereiche des Eisens berechnet werden konnen, ergeben sich grofiere Differen-
zen zu gemessenen Fisenverlusten. Ein Grund ist, dass die spezifischen Verluste, die der
Hersteller im Epsteinrahmen an Blechproben ermittelt, nur bedingt den spez. Verlusten
der Bleche in der Maschine entsprechen [Lindner, 2018]. Insbesondere die Bearbeitung
der Elektrobleche hat einen entscheidenden Einfluss auf die Eisenverluste. So kénnen
selbst in einer Maschinenserie Unterschiede, die mit der Abnutzung des Stanzwerkzeugs
der Bleche einhergehen, beobachtet werden. Fiir die Auslegung elektrischer Maschinen
werden deshalb Zuschlagfaktoren verwendet, um diese Unterschiede zu kompensieren.
Fiir Induktionsmaschinen verwendete Zuschlagfaktoren liegen fiir die Zéhne im Bereich
1,7...2,5 und fiir den Riicken im Bereich 1,5...1,8 ([Miiller u. a., 2012, S. 452]). Die grofie

Streuung zeigt die vorhandene Unsicherheit bei der Berechnung der Eisenverluste.
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Die messtechnische Ermittlung der Eisenverluste iiber einen Leerlaufversuch nach DIN
EN 60034-28 ist deshalb eine praktikable und zuverlassigere Moglichkeit. Dabei wird
aus mindestens 10 Spannungswerten bei Leerlauf die aufgenommene Leistung in Wick-
lungsverluste, Eisenverluste und Reibungsverluste aufgeteilt. Zu beachten ist, dass la-

stunabhangige Zusatzverluste in den so ermittelten Eisenverlusten enthalten sind.

600 \

——10 Hz
/ ——20 Hz
/ —+—30 Hz

——40 Hz| |

500

/=
ava

200

Pr. /W

==
/
=
0+
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0 1,2 1,4 1,6 1,8
(1)

Abb. 4.1.: Gemessene Eisenverluste aus Leerlaufversuch (7,5 kW ASM)

Damit die Eisenverluste verschiedener Frequenzen vergleichbar werden, sind diese in
Abb. 4.1 iiber dem Quadrat der normierten magnetischen Stédnderflussverkettung dar-

gestellt. Als Bezugsgrofle wird daftr:

\/§U1n
Yp =
27Tf1n

(4.17)

gewahlt. Die normierte magnetische Flussverkettung kann aus den gemessenen Effek-

tivwerten des Leerlaufversuches mit:

| U

wB B Unf 1
und U; nach GIl. 3.34 berechnet werden.

Die Eisenverluste verhalten sich grundsatzlich proportional zum Quadrat der Span-

(4.18)

nung und damit auch proportional zum Quadrat des magnetischen Flusses. Dies zeigt

sich auch im Bereich niedriger Magnetisierung. Mit zunehmender Séattigung steigen die
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Eisenverluste dann iiberproportional. Als Ursache kommen stark ortsabhéngige Um-
magnetisierungsverluste infrage, die durch die Bearbeitung der Bleche mittels Laser-
schneiden und den dort auftretenden Schadigungen der Randbereiche entstehen kénnen
[Lindner, 2018]. Bei zunehmender Séttigung werden Bereiche mit hohen spezifischen
Verlusten starker durchflutet. Zum anderen steigt mit der Flussdichte auch der Anteil
der Leerlauf-Zusatzverluste in anderen metallischen Teilen, die in den Eisenverlusten
enthalten sind.

Werden die Verluste wie in Abb. 4.1 dargestellt, lasst sich der Einfluss der Frequenz
auf die Eisenverluste abschéatzen. Ein etwa linearer Zusammenhang bei niedriger Ma-
gnetisierung wird sichtbar. Um iiber den gesamten Bereich der Sattigung und bei
verschiedenen Frequenzen einen Ansatz fiir die Eisenverluste zu erreichen, wird die

Zusammensetzung aus Hysterese- und Wirbelstromverlusten nach Steinmetz wie folgt

2 2 ne
Pre = kufi (W) + kg f? (w) + ko f° (W) . (4.19)

(! (0

erweitert:

Die Faktoren der Formel werden mit Hilfe der Messwerte so bestimmt, dass die Abwei-
chung minimal wird.

Durch die in der Regel niedrige Frequenz der Ummagnetisierung im Léaufer werden
die Eisenverluste komplett dem Stander zugeordnet. Die im L&aufer unter Belastung
auftretenden Eisenverluste sind durch die Zusatzverluste abgedeckt, deshalb werden
diese zum Teil auf das Lauferblechpaket verteilt. Soll das Blechpaket von Stander oder
Laufer zur thermischen Simulation in mehrere Teilkorper, z. B. in ein Zahn- und ein
Riickengebiet aufgeteilt werden, so verteilen sich die Verluste entsprechend. Um den
Berechnungsaufwand gering zu halten, werden die Eisenverluste nach dem Anteil der
Masse an der Gesamteisenmasse des zugehorigen Blechpaketes auf einzelne Teilkérper
aufgeteilt. Fur jeden Teilkorper ergibt sich damit ein Faktor 0 £ Vi p.; < 1 der dessen
Anteil an den Eisenverlusten beschreibt. Die Faktoren koénnen durch eine verfeinerte

Verlustberechnung, z.B. mit FEM-Modellen, angepasst werden.

4.3. Reibungsverluste

Aus den Daten, die zur Bestimmung der Eisenverluste im Leerlaufversuch aufgenom-
men werden, lassen sich auch die Reibungsverluste bestimmen. Diese setzen sich aus
den Verlusten an den Lagern und wenn vorhanden an den Biirsten sowie den Luftrei-
bungsverlusten zusammen.

Die Lagerreibung setzt sich aus
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o der Roll- und Gleitreibung der Walzkorper, in Abhéangigkeit von den auf die Lager

wirksamen Kréfte,
e der Reibung an den Dichtungen,

e der Reibung durch Stromungsverluste aufgrund der Verdriangung des inneren

Schmierstoffes

zusaliinen.

Folgende Faktoren beeinflussen demnach die Reibung an den Lagern:
o Temperatur,

« Fiillgrad des Schmierstoffes und dessen Viskositét,

Einlauf- bzw. Abnutzungszustand,

Drehzahl.

Die Lagerhersteller bieten in der Regel Berechnungstools bzw. Unterlagen zur Berech-
nung der Lagerreibung an. Wegen der komplexen Verhéltnisse und dem meist niedrigen
Anteil der Lagerreibungsverluste an den Gesamtverlusten, nimmt man fiir die thermi-
sche Simulation ein konstantes Reibmoment fiir die Lager und damit einen linearen
Anstieg der Verluste mit der Drehzahl an.

Die Luftreibungsverluste entstehen am sich drehenden Laufer und bei eigenbeliifteten
Maschinen am Liifter. Sie verlaufen proportional zur dritten Potenz der Drehzahl bzw.
der Umfangsgeschwindigkeit. Die Verluste durch die Luftreibung am Léaufer fithren zu
einer direkten Erwarmung der inneren Luft und der angrenzenden Teile. Am Liifter
fithrt ein Teil der Verluste zur Erwirmung der angesaugten Luft und des Liifterrades.
Der grofiere Teil geht aber in die kinetische Energie der bewegten Luftmasse tiber und
tragt somit nicht unmittelbar zur Erwarmung der Maschine bei.

Fithrt man den Leerlaufversuch fiir verschiedene Frequenzen durch, erhdlt man einen
drehzahlabhangigen Verlauf fiir die Reibungsverluste. Dieser wird mit einem Polynom

3. Ordnung approximiert:

Preib = kun' + kpon'® + kan' (4.20)
, n
= |—]. 4.21
n . ( )

Die Drehzahl wird auf die synchrone Drehzahl ng normiert eingesetzt.
Fir das Reibmoment ergibt sich so ein quadratischer Ansatz. Bei der Berechnung
der Reibleistung ist je nach Ausfiihrung der Maschine die Vorzeichenabhéngigkeit von

der Drehrichtung zu beachten. Fithrt man den Leerlaufversuch zusétzlich ohne Liifter
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durch, so lasst sich dessen Anteil an den Reibungsverlusten ermitteln. Das hier einge-
fithrte Verhéltnis Viepr, beschreibt den Anteil der Liifterverluste an den Reibungsver-

lusten.

4.4. Zusatzverluste

Neben den Verlusten in den Leitern, den Eisenverlusten durch die Ummagnetisierung
und den Verlusten durch Reibung an den Lagern und mit der Luft treten weitere
Verluste in der Maschine auf. Diese sind verursacht durch Oberwellen im Luftspalt-
feld aufgrund der Nutung und der Wicklungsverteilung. Diese Felder bewirken dann
wieder Hysterese-, Wirbelstrom- und auch Stromwarmeverluste durch die entstehende
Ummagnetisierung und durch auftretende Strome, die diesen Feldern entgegenwirken.
Wirbelstromverluste konnen aber auch in anderen Metallteilen der Maschinen entste-
hen, wie im Gehéduse oder in den Druckplatten, die zur Pressung des Blechpakets an
deren Enden montiert sind. Zu den Zusatzverlusten werden auch Stromwarmeverluste,
die durch Stromverdriangungserscheinungen verursacht werden, gezéhlt. Eine weitere
Quelle ist die Speisung mit oberschwingungshaltigen Spannungen wie es an Umrich-
tern zu beobachten ist.

Der lastunabhéngige Teil der Zusatzverluste, die sogenannten Leerlauf-Zusatzverluste,
sind in den Eisenverlusten enthalten. In diesem Abschnitt werden nur lastabhéngige

und umrichterbedingte Zusatzverluste behandelt.

Lastabhdngige Zusatzverluste. Die lastabhangigen Zusatzverluste Pz, sind der
Teil der Verluste, die beim Belastungsversuch nach Abzug der anderen Grundverlu-
starten iibrig bleiben. Ursache sind zum grofien Teil die im Vergleich mit dem Leelauf
erhohten Verluste im Eisen im Bereich der Zihne, da die Strome im Stédnder und ins-
besondere im Laufer unter Last zu einer im Vergleich mit dem Leerlauf veranderten
Nutdurchflutung fithren. Es ist zu beobachten, dass die lastabhéngigen Zusatzverluste
mit dem Quadrat des Drehmoments proportional sind. Dies entspricht den Verhéltnis-
sen der Oberflichen- und Zahnpulsationsverlusten durch die Nutdurchflutung, wie sie
in [Vetter, 1988] beschrieben werden. Bei Bemessungslast sind je nach Groe der Asyn-
chronmaschine nach DIN EN 60034-2-1 lastabhingige Zusatzverluste zwischen 0,5 %
und 2,5 % der Aufnahmeleistung zu erwarten.

Neben dem Einfluss der Belastung sind diese Zusatzverluste auch abhangig von der
Drehzahl des Léaufers. Der Theorie nach Vetter folgend, sollte der Einfluss der Dreh-
zahl n quadratisch fiir die Zahnpulsationsverluste und mit dem Exponenten 1,5 fiir
die Oberflachenverluste verlaufen. Durchgefithrte Messungen an einer 7,5 kW Maschi-

ne zeigen einen etwa linearen Zusammenhang zwischen der Speisefrequenz und den
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Abb. 4.2.: Gemessene lastabhingige Zusatzverluste (7,5 kW ASM)

lastabhéngigen Zusatzverlusten (Abb. 4.2). Dies bestétigt auch den bei [Scholz, 1997]
experimentell gefundenen linearen Zusammenhang.
Aus dem Anstieg Ay, 1, = 0,061 % der Kennlinie von Abb. 4.2 bei 50 Hz, der bezoge-

nen Drehzahl und dem Drehmoment werden die lastabhéangigen Zusatzverluste nach:

Pz1 = AZu,LMQE (4.22)
angenommen. Die lastabhangigen Zusatzverluste werden auf die Zahne der Blechpakete

im Laufer und Stander verteilt.

Zusatzverluste durch Umrichterspeisung. FEine analytische Berechnung der Ober-
schwingungsverluste Pz, og umrichtergespeister Maschinen ist komplex und nur mit
einer Reihe von Daten und Annahmen zu bewéltigen [Heimbrock, 2004]. Die Ober-
schwingungsverluste sind vor allem von der mittleren Schaltfrequenz abhéngig und sin-
ken mit zunehmender Schaltfrequenz. Die Untersuchungen von Heimbrock zeigen eine
weitgehende Unabhéangigkeit von der Belastung. Sie setzen sich aus Stromwérmever-
lusten in den Leitern und Eisenverlusten im Blech zusammen. Die damit verursachten
Abhangigkeiten von der Temperatur werden vernachlassigt.

Messungen der Oberschwingungsverluste im Leerlauf zeigen an dem verwendeten Um-

richter einen Zusammenhang zur Spannung der Grundwelle. Eine Abhédngigkeit mit der
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Grundfrequenz ist dabei nicht ersichtlich. In Anlehnung an die gemessenen Oberschwin-
gungsverluste werden diese mit dem Zusammenhang nach GIl. 4.23 fiir die thermische

Berechnung ermittelt:

—aee
qu,os = POS (1 —e o8 ﬂbn) . (423)

Die verwendete Messwerterfassung fiir die Spannungen bei den Erwérmungsversuchen,
siehe Unterabschnitt 8.1.3, lasst es nicht zu die Oberschwingungsverluste iiber einen
entsprechendes Ersatzschaltbild zu berechnen. Fiir die thermische Berechnung wird

deshalb der oben genannte Ansatz verwendet.
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5. Modellierung thermischer Vorgange

Die in der Maschine auftretenden Verluste fithren zu lokalen Erwarmungen am Ent-
stehungsort. Die Warmetibertragung innerhalb der Maschine und zum Kiihlmedium
hin ist physikalisch mit Warmetibertragung durch Kontakt oder Strahlung moglich.
Die Warmeiibertragung durch Strahlung berechnet sich nach dem Stefan-Boltzmann-
Gesetz und tritt bei benachbarten Koérpern erst bei hoheren Temperaturdifferenzen
verstarkt in Erscheinung. Bei Wérmeiibertragung durch Kontakt, die sich nach dem
Grundgesetz der Warmeleitung nach Fourier berechnet, unterscheidet man den War-
metlibergang von zueinander in Ruhe stehenden Korpern, der Warmeleitung, und den
Wiérmeiibergang von zueinander in Bewegung stehenden Korpern, der Warmekonvek-
tion. Die sich einstellenden Warmestrome werden durch Temperaturdifferenzen verur-
sacht. Uberwiegt die Warmeiibertragung durch Kontakt, gilt ein linearer Ansatz fiir
die Kinetik der Warmeiibertragung. Wird der Effekt der Warmestrahlung linearisiert
und zur Warmekonvektion addiert, dann kann bei den hier betrachteten Maschinen die
Wiarmetibertragung mit kleinem Fehler als linear berechnet werden [Kylander, 1995].
Die verwendeten Ansétze zur Ermittlung der Warmeiibergangskoeffizienten o bertick-
sichtigen diese Vereinfachung.

Die Temperaturverteilung in der Maschine lasst sich unter diesen Voraussetzungen
bei bekannter Geometrie und vorhandenen Warmeleitfahigkeiten A\ bzw. Wéarmeiiber-
gangskoeflizienten o berechnen. Deren Kenntnis ist aber mit einer Reihe von Unsicher-
heiten belastet. Neben den fehlerbehafteten Annahmen zu Materialwerten kommen
drehzahl- und temperaturabhéngige Veranderungen dazu. So kann beispielsweise der
Warmetibergang zwischen Blech und Gehduse durch die warmebedingte Verformung
der Maschine beeinflusst werden. Die sich konkret ergebende Kontaktfliche zwischen
Blech und Gehé&use lasst sich durch unterschiedliche Materialdehnungen nur schwer vor-
hersagen, weshalb fiir eine genaue thermische Simulation Testmessung oder spezielle
Erfahrungswerte erforderlich sind.

Die Anwendung des Grundgesetzes der Warmeleitung nach Fourier fithrt zu Differenti-
algleichungen, deren Losung ein Temperaturfeld fiir jeden betrachteten Korper ergibt.
Die Losung der Gleichungen fiir die gesamte Maschine ist aber so komplex, dass sich
zur Simulation des thermischen Verhaltens vereinfachte Warmequellennetze durchge-

setzt haben. Fiir einen hoheren Detaillierungsgrad werden FEM-Modelle benutzt. Basis
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aller Berechnungsmodelle, ist die Definition von Bereichen mit einheitlichen Warme-
leitwerten, Wirmekapazitaten und Verlusten, sowie definierten Ubergangsbedingungen

zu benachbarten Bereichen.

5.1. Grundlagen zur thermischen Berechnung mit

Warmequellennetzen

Die Modellierung der Erwérmung elektrischer Maschinen mit Warmequellennetzen ist
in der Regel die bevorzugte Variante. Die Uberfithrung der thermischen Vorgénge in ein
elektrisches Ersatzschaltbild, welches dann mit bekannten Losungsmoglichkeiten bere-
chenbar ist, erleichtert das Verstandnis der Warmestrome. Die Beziehungen zwischen
dem thermischen und dem elektrischen Modell lassen sich der Tabelle 5.1 entnehmen.

Folgende Annahmen werden zur Berechnung vorgenommen:

Abbildung meist realer Bauteile der Maschine,
o Verwendung einer mittleren Temperatur in jedem Korper,

o Beriticksichtigung verschiedener Wérmeleitfahigkeiten und Warmekapazititen der

verwendeten Materialien,

o Verwendung von Symmetrien in radialer Richtung und oft auch in axialer Rich-

tung und

o die homogene Verteilung der Verluste innerhalb eines Korpers.

Tab. 5.1.: Elektrische ErsatzgroBen thermischer Prozesse

Thermische Modellierung Elektrische Modellierung
Grofle Zeichen | Einheit / Grofle Zeichen | Einheit /
Einheitengl. Einheitengl.
Wiérmestrom Q W Strom 1 A
Temperatur v °C Potential % \Y%
Temperaturdifferenz | Av K Spannung U \Y
Widerstand R % Widerstand | R 1Q=1 %
Leitwert G % Leitwert G 1S=1 %
Warmekapazitat C 1 % =1 \ivf Kapazitéat C 1F=1 %
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5.2. Allgemeine mathematische Beschreibung von

Warmequellennetzen

Die Funktionsgleichungen der Warmequellennetze lassen sich allgemein als lineares
Differenzialgleichungssystem (s. Gl. 5.1) darstellen, wenn man die Abhéngigkeiten der
Parameter von der Temperatur und der Drehzahl vernachlassigt. Eingangsgrofien des
thermischen Netzwerkes sind die Umgebungstemperatur 9J,, bzw. die Eintrittstempe-
ratur des Kithlmediums und die Verluste fiir jeden Korper, die mit dem Spaltenvektor
Py beschrieben werden:

P
iﬁ:AqﬂB v

= (5.1)

u

Der Spaltenvektor 9 enthélt die Temperaturen der Korper. Die Systemmatrizen A
und B, welche die Bezichungen zwischen den Korpern und zu den Eingangsgréfien
beschreiben, werden im Folgenden hergeleitet.

Bei vorhandener Kiihlmittelstromung berechnet sich der Warmeiibergang vereinfacht
zur mittleren Kiihlmitteltemperatur zwischen Ein- und Ausgang der Stromung. Dabei
sorgt der Warmetibergang zur Kiithlmittelstromung gleichzeitig fiir die Erwarmung der-
selben. Bei der Berechnung des Warmequellennetzes muss deshalb zwischen “Korpern”
mit einer Warmekapazitat und “Korpern”, die einem Bereich einer Kiihlmittelstro-
mung zugeordnet sind, unterschieden werden. Zur Beschreibung werden deshalb die

Variablen:
k Anzahl aller Kérper des Netzwerks,
[ Anzahl der betrachteten Bereiche der Kiithlmittelstromung

eingefiihrt. Die k — [ Kérper mit Wéarmekapazitdten werden mit den Indizes 1 bis k —1
bezeichnet und deren mittlere Temperaturen im Temperaturvektor ¥ zusammenge-
fasst. Die [ Korper der Kiithlmittelstromung mit den Indizes k — [ + 1 bis k enthélt
der Temperaturvektor ¥y,. Am Beispiel von £ = 5 und [ = 2 soll das Aufstellen des
Gleichungssystems verdeutlicht werden.

Die Wérmetibergangsleitwerte zwischen den Korpern werden in der symmetrischen
k x k- Matrix:

0 G1,2 G1,3 G1,4 G1,5
G12 0 G2,3 G24 G25

) )

G=|Gs Gos 0 Gs4 G (5.2)

)

Gia Goa G3a 0 Gyp

eingetragen. Die Warmeiibergangsleitwerte von Koérpern die nicht miteinander gekop-

pelt sind, werden auf Null gesetzt. Warmeiibergangsleitwerte zwischen den | Kérpern
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der Kiithlmittelstromung sind in der Regel Null, entsprechen sonst aber dem Ubergang

am Warmetauscher. Die & — [ Warmekapazitiaten werden mit der Diagonalmatrix:

C, 0 0
C=|0 ¢ 0 (5.3)
0 0 Cy

beschrieben. Die Kiithlmittelstromungen mit z. B. Luft oder Kiihlwasser kénnen in der
Regel fiir die hier betrachteten Félle als einphasige Massenstrome mit gemittelten,
isobaren spezifischen Warmekapazitaten betrachtet werden. Die unter dieser Voraus-
setzung einfithrbaren Warmekapazitatsstrome ([VDI, 2013]) werden mit der [ x [-

Diagonalmatrix:
Cwi1 O

C pr—
v 0 Cwe

(5.4)

beschrieben.
Um aus der Matrix der Leitwerte G nur die Beziehungen zwischen den k—[ Kérpern mit
Warmekapazitiaten auszuwahlen bzw. nur die Beziehungen zwischen den [ Bereichen

der Kiihlmittelstromung zu betrachten, werden Auswahlmatrizen eingefiihrt:

10000
My = [Eiy Oy |=[01000 (5.5)
00100
000710
ML:[Ol,kfl EZ}Z[OOO()l} (5.6)

Fiir die k£ — [ Korper erhélt man ein lineares Differenzialgleichungssystem 1. Ordnung:

d

mit den Temperaturen:

)
- 193 -
_ ), _
I, = 5.9
L i, (5.9)
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und den Matrizen:

1
1

Ar = My |G —diag |G | M{ (5.10)
1

Bp, = MpGM;. (5.12)

Zur Berechnung der mittleren Kiihlmitteltemperaturen muss ein algebraisches Glei-
chungssystem gelost werden. Um verschiedene Stréomungsfithrungen simulieren zu kon-
nen, wird jedem betrachteten Bereich ¢ der Kiihlmittelstromung neben der mittleren
Temperatur 9; eine Eintrittstemperatur v; ., und eine Austrittstemperatur v; ,,s zuge-
wiesen. Fiir jeden Bereich der Kiithlmittelstromung sind somit 3 Gleichungen aufzustel-
len. Eine Gleichung ergibt sich aus der Bedingung, dass der zugefiihrte Warmestrom
eine Temperaturerh6hung des Warmekapazitatsstromes verursacht. Dann muss jeder
Eintrittstemperatur eine Austrittstemperatur einer weiteren Stromung oder die Um-
gebungstemperatur zugewiesen werden. Die dritte Gleichung berechnet die mittlere
Kiithlmitteltemperatur als arithmetisches Mittel aus Eintritts und Austrittstempera-

tur. Allgemein hat das Gleichungssystem die Form:
ArOr3 = Br1 Py + BraVYr + Brsv, (5.13)
mit dem Vektor der Temperaturen:

V141
Uy
ﬁkfl+1 ein
3 = : . (5.14)

19[ ein

19k:—l+1 aus

191 aus

Die Matrizen der Gl. 5.13 konnen wie folgt aus den oben eingefithrten Matrizen be-
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rechnet werden:

_ X -
1
M diag | G| M! -Cw Cyw
A, = ' (5.15)
1
0y, E, Ap
i 2E, -E, -E|
B
By, = M, (5.16)
| 0211 |
S
B, = " | MGMT (5.17)
| 021y
07,1
Bz = | A, |- (5.18)
LUS!

Die Zuordnung der Kiihlmitteleinstromtemperaturen erfolgt tiber die Matrizen Ar,

und Ap,. Es muss:
=—Awn : + ALty (5.19)

gelten. Fiir das hier betrachtete Bsp. mit der Annahme, dass die Eintrittstemperatur
des ersten Bereichs der Umgebungstemperatur entspricht und die Austrittstemperatur
des ersten Bereichs gleich der Eintrittstemperatur des zweiten ist, ergeben sich die

Matrizen folgendermaflen:

Ay = | 0] (5.20)

R ] | (5.21)

Setzt man die Gl. 5.13 in die Gl. 5.7 ein, so erhélt man die Systemgleichung um die
Temperaturen der Kérper mit Warmekapazitaten zu berechnen. Eingangsgrofien sind

dann nur noch die Verluste und die Eintrittstemperatur der Kiithlmittelstromung:

d
&19}7 = Asys'ﬂF + BsyslPV + Bsys279u (522>
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mit:
_ . -
Ay, = C'|Ap+Bp, | ' | A'Bp (5.23)
09
- . -
By = C ' |Bp + B : A;'By, (5.24)
| 021y
- 1T
-1 E, -1
Bsys2 = C BFQ 0 AL BLS . (525)
21, |

Die Gl. 5.22 wird fiir die Simulation aller thermischer Mehrkérpermodelle genutzt.
Neben den sich ergebenden Parametern k£ und [ werden so nur die Matrizen C, Cyy,
G, Ay, und Aps benétigt, um die Modelle zu beschreiben.

5.3. Berechnung der Parameter der

Warmequellennetze

5.3.1. Wiarmekapazitaten und Warmekapazitatsstromen

Die Warmekapazitaten lassen sich durch die zuordenbaren Massen m und deren spezi-
fischen Warmekapazititen ¢ nach Tabelle A.8 berechnen. Fiir die thermischen Kérper

gilt fiir jeden Bereich ¢ mit seinen & Teilkorpern:
Ci = CikMik- (5.26)
k

Wenn grofle Temperaturdifferenzen innerhalb eines Kopers auftreten, dann bietet sich
eine feinere Modellierung an. Bei geringer Kérperzahl des thermischen Modells konnen
alternativ zur besseren Ubereinstimmung der Temperaturverliufe die Wirmekapazi-
tiaten angepasst werden. Wird beispielsweise das Gehduse mit nur einem Korper mo-
delliert, dann kann die Warmekapazitat des Gehéduses auf etwa 85 % des berechneten
Wertes reduziert werden, da fiir den Warmeiibergang vom Gehause zur Umgebungsluft
ein Teil der Masse nur geringen Einfluss auf das thermische Verhalten besitzt und meist
die Gehédusetemperatur im Bereich des Blechpaketes als Referenz verwendet wird. In
[Mellor u.a., 1991] wird die wirksame thermische Masse des Gehéduses so berechnet,
dass die Masse der Gehéausedeckel nur zu 50 % eingeht.

Fiir Netzwerke mit sehr kleiner Korperzahl ist die Zuordnung der einzelnen Teile zu den
Korpern nicht immer eindeutig. Deshalb ist es dann sinnvoller, die Warmekapazitaten

aus Messdaten zu identifizieren.
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Den Warmekapazitatsstrom der Kiithlmittelstromung erhélt man mit der spezifischen
Warmekapazitat des Kithlmediums ¢, der Dichte p und dem Volumenstrom des Kiihl-
mediums V; wie folgt:

Cwi = Ci = cpipiVi. (5.27)

Die Berechnung des Volumenstromes am Gehause erfolgt aus der Betrachtung des
Druckaufbaus am Liifter und den Stromungswiderstanden [Riexinger, 1969]. Messtech-
nisch lasst sich der mittlere Warmekapazitatsstrom im thermisch stationaren Punkt
aus den Kiithlmitteltemperaturen am Eingang 9, und Ausgang 9, ..s und den Gesamt-

verlusten Py bestimmen:
Py

B 7~9Laus - ﬁu‘

Der Volumenstrom héngt bei eigenbeliifteten Maschinen von der Drehzahl ab. Da mit

Cw (5.28)

steigender Drehzahl der Druckaufbau am Liifter quadratisch steigt und der Druckver-
lust in den Kanalen, bei Vernachldssigung veranderter Beiwerte, mit der Stromungs-
geschwindigkeit ebenfalls quadratisch steigt, wird fiir den Volumenstrom als Naherung

folgende lineare drehzahlabhéngige Anpassung vorgenommen:

V(n) =V, (5.29)
T
Dieses Verhalten bestéatigen auch Messungen der Luftgeschwindigkeiten an verschiede-
nen Motoren [Boglietti u. a., 2002; Staton u. a., 2005].

5.3.2. Allgemeines zur Berechnung von Warmeiibergangen

Die Wirmeiiberginge in elektrischen Maschinen lassen sich zum gréfiten Teil auf Uber-
gange in homogenen Zylindern reduzieren. Unter der Annahme unabhéngiger axialer
und radialer Warmeleitung lassen sich die Warmetibergangsleitwerte mit der Leitfahig-
keit A des Materials und den Bezeichnungen der Langen [ und der Radien r nach Abb.

5.1 wie folgt berechnen:

703 -1
L
2n L

Gradial = A @ .

T1

Gaxial = A (530)

(5.31)

Die Gleichungen beziehen sich auf den Warmedurchgang von der Innen- zur Auflenseite
radial bzw. von der Seite A zur Seite B axial iiber die gesamte Lénge L. Der fiir den
Korper gedachte Ort mit der mittleren Temperatur kann axial bei [, = L/2 und radial
vereinfacht bei 7, = (r1 + 72) /2 angesetzt werden. Fiir Verhéltnisse 7o/ < 2 ist der

Fehler im Vergleich mit den Unsicherheiten der Materialwerte gering [Boglietti u. a.,
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2002]. Liegt das Verhéltnis der Radien nahe 1, dann kann der radiale Warmedurchgang
wie in der ebenen Wand behandelt werden. Wenn der Zylinder als primére Warmequelle
mit einer gleichmafligen Warmeabgabe zu beiden axialen Seiten betrachtet wird, ist die
mittlere Temperatur axial bei [, = L/4 anzusetzen. Radial kommt eine gleichméaBige
Kiihlung nach Innen und Auflen nur bei entsprechender Kiihlmittelfiihrung vor. Der

mittlere Radius r,, wird dann ebenfalls zur Kiithlung hin verschoben.

Abb. 5.1.: Hohlzylinder

Im Folgenden werden die einzelnen Bauteile der elektrischen Maschine betrachtet und
deren Warmetibergénge vom gedachten Punkt der mittleren Temperatur zu den angren-
zenden Korpern. Die konvektive Warmetibertragung von den Oberflichen der Korper
zur Luft im Inneren der Maschine oder zur Auflenluft wird in separaten Unterabschnit-
ten behandelt.

5.3.3. Wiarmeiibergdange an der Welle

Der Wérmetransport iiber die Welle spielt im Allgemeinen eine untergeordnete Rolle.
Im Einzelfall ist aber zu priifen, ob durch die angekoppelte Last Warme auf den Mo-
tor iibertragen bzw. von diesem abgeleitet wird. Ebenfalls muss der Leitwert beachtet
werden, wenn die Lagertemperaturen simuliert werden sollen. Der axiale Warmetiber-
gangsleitwert berechnet sich mit dem Durchmesser der Welle dw zu:

i

GWax = )\FeT- (532)

Die Lange [ beschreibt den axialen Abstand von der Mitte des halben Lauferblechpa-
ketes zur Mitte des betrachteten Wellenteilstiicks.

Die Warmetibergange zum Léauferblechpaket hiangen vom Pressdruck zwischen Welle
und Blechpaket ab. Da der Warmeleitwert in der Regel sehr hoch ist, kann dieser

Widerstand vernachlassigt werden. Der radiale Warmeleitwert in der Welle wird von
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2/3 des Durchmessers bis zum Auflendurchmesser angenommen:

2ml
GWrad = )\Fe@- (5.33)

Die Lénge [ beschreibt dann die betrachtete Kontaktlinge, die fiir den Ubergang Welle-
Blechpaket der Lange des Blechpaketes entspricht.

5.3.4. Warmeiibergange im Lauferblechpaket

Die Warmeiibertragung im Blechpaket erfolgt iber Warmeleitung. Aufgrund der Iso-
lierung zwischen den Blechen des Blechpaketes ist der spezifische Warmeleitwert langs
oder radial Agpi, von dem spezifischen Wérmeleitwert axial Agpq zu unterscheiden. Die

in dieser Arbeit verwendeten Materialwerte befinden sich in Tab. A.8 im Anhang.

Abb. 5.2.: Abmessungen und Wiarmeiiberginge des Blechpaketes

In der Abb. 5.2 sind die betrachteten Warmeiibergiange im Blechpaket sowie die Zu-
ordnung der Abmessungen zu den verwendeten Variablen dargestellt.

Die Wérmeleitwerte im Léauferblechpaket berechnen sich aus den Abmessungen des
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Blechpaketes wie folgt:
7 (d? — d%5.
GBPaRax ABPq ( sz? br) (5.34)
Fe
2 Nnob dgpo, — d
Gpoga Ar N20BPS2 (lBP2 BP2N) (5.35)
Fe
GBP2ax GBP2Rax T GBP2z ax (5.36)
27 lFe
GW-BP2R rad ABPI a (5.37)
l dgpai + dppan
n e —
2dgpo;
27l pe
GBP2R-Nrad ABPI - (5.38)
l 2dgpan
n e —
dpp2i + dpan
8 Nobppsalre
GBP2z rad App1 o2 (5.39)

dBPQo - dBP2N

Die Lange lg. steht fiir die Lange des Blechpakets mit den seitlichen Druckringen. Der

Warmeitibergang im Blechpaket zur Nutinnenfliche berechnet sich zu:

GBPQZ-NS = )\BPI

2N (dpp2o — dppan) lre
beps2 .

5.3.56. Warmeiibergange an der Lauferwicklung

(5.40)

Der Warmeiibergang zwischen Nutkupfer zum Eisen wird hauptséchlich durch die Nut-

isolierung und die Isolierung der Leiter bestimmt. Daneben spielen auch der Nutfullfak-

tor der Wicklungen und Lufteinschliisse bei der Impriagnierung eine Rolle [Kylander,

1995).

Abb. 5.3.: Abmessungen und Wéarmeiibergénge in der Nut

N\

GNZCu—NS

I GNZCu—NG

Um den Warmeiibergang zu berechnen, wird nach [Staton u. a., 2005] eine Isolierschicht
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mit einem mittleren spezifischen Warmeiibergangsleitwert i, am Umfang eingefiihrt.
Dieser Wérmeleitwert wird hier als gewichteter Mittelwert der spezifischen Leitwerte

der verschiedenen Isoliermaterialien in der Nut angesetzt:

)\LaALa + )\GIAGI + )\PapAPap + )\LuALu

)\iso =
ALa + AGI + APap + ALu

(5.41)
Ara, Aci, Apap und Ayp, entsprechen den Querschnitten der in dieser Nut verwendeten
[soliermaterialien Lack, Glimmer, Papier und Luft. Wenn die Flache der Lufteinschliisse
nicht bekannt ist, muss diese vernachlésigt werden. Zur Flache des Lackes zahlen neben
den Schichten des Kupferdrahtlackes alle restlichen Flachen, die mit Impragnierung
gefiillt sein sollten. Die Stérke dieser Isolierschicht berechnet sich aus der Verteilung

der Flache iiber den Umfang nach:

o ALa + AGI + APap + ALu

5iso - 542
2hN + 2bx ( )

Fiir gegossene Rotoren ohne die entsprechenden Isolationsschichten zwischen dem Lei-
termaterial und dem Blechpaket werden die Kennwerte der Isolation gleich dem des

Leitergebietes gesetzt:

)\iso - )\Cu (543)
Juo = 0,50 (5.44)

Der Wirmeiibergangsleitwert zwischen Nutkupfer und den Seiten der Nut, sowie zum

Nutgrund erhélt man wie folgt:

-1
coss = |5y, * ves e 5o o)
o izt 5.40
-1
Crzene = lAisobisz;Nz Y (25 }iN2;isii>S(}FeNz] oA
Y (549

Die mittlere Nutbreite by und Nuthohe hy werden wie in Abb. 5.3 zu sehen, verwendet.
Bei dem hier betrachteten Aufbau der Nut, wird der Warmetibergang zum Luftspalt
vernachléssigt. Der Ubergang vom Blechpaket zur Luft im Luftspalt wird dafiir mit
der gesamten Lauferoberfliche berechnet.

Fir die Wickelkopfe wird d&hnlich wie in der Nut ein mittlerer Wéarmeiibergangsleitwert

zur Auflenfliche der Wickelkopfe angenommen. Je nach konkretem Aufbau ergibt sich
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aber ein anderes d;,, nach Gl. 5.42 fiir den Wickelkopf:

Aiso2 (hx + bx) lwk2 N2
25iso .

Gwk2Cu-Rand = (5.49)
Bei Kurzschlussringen mit der Breite des Rings bkgr, der Hohe des Rings hkg flr die

betrachtete Maschinenseite erhalt man vereinfacht:

dppao + d
Aiso (2hkr + bkr) pooize  BPAR

GWK2Cu—Rand = 2 . (550)
hxr + bkr

4

Zur Berechnung des axialen Wéarmeitibergangsleitwertes vom Nutkupfer zu den Wickel-
kopfen wird der spezifische Leitwert von Kupfer und die Querschnittsflache der Leiter

in allen Nuten Ac, genommen:

414Cu

_ 5.01
lre + lwke ( )

GN2Cu—WK2 ax — >\Cu

Dabei muss fiir jede Maschinenseite deren mittlere Lange der Spulenkopfe lwkeo ver-
wendet werden. Sollen die Spulenkopfe beider Maschinenseiten in einem thermischen
Korper simuliert werden, muss die mittlere Spulenkopflinge beider Seiten gemittelt
genommen werden. Fiir den Warmeleitwert bei Laufern mit Kurzschlussringen wird
als Wickelkopflinge der mittlere Weg zwischen zwei Nuten korrigiert mit dem Verhélt-
nis der Querschnitte des Kurzschlussrings Agr zur kompletten Nutfliche Ac, und der

Ausladung lwkas fiir die betrachtete Maschinenseite wie folgt genommen:

ACu

_— .52
2Ny Axr (5.52)

/ _ ( dBp2o + dBpan
WK2KR = [ T—————

+ lWKA2>

5.3.6. Wiarmeiibergang im Luftspalt

Der Warmetibergang zwischen dem Blechpaket im Léufer und dem des Sténders findet
iiber den Luftspalt zwischen den beiden koaxialen Zylinderflichen statt. Die Warme-
strahlung spielt bei diesem Ubergang eine untergeordnete Rolle [Kylander, 1995]. Der
Waiérmetransport geschieht hauptséchlich iiber die Luftstromung im Luftspalt. Zur Be-
schreibung des konvektiven Wérmetibergangs zwischen dem Blech und der Luft im

Luftspalt ermittelt man die dimensionslose Nuflelt-Zahl:

ad

Nu= .
" )\Lu

(5.53)
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Wesentlicher Einfluss auf deren Gréfle und damit den Warmeiibergang hat die Durch-
mischung der Luft. Damit zwischen zwei glatten Zylindern ohne axiale Stréomung eine
turbulente Luftstromung herrscht, muss nach der Couetteschen Wirbelbildung folgende

Bedingung fiir die Reynolds-Zahl erfiillt sein:

Vo 7T ndBPQo (dBPn - dBP2o) dBPQo

Re=—" = > > 413 =2 (5.54)

Aufgrund der nutungsbedingten hohen Rauigkeit der Oberflichen in Bezug zum Luft-
spalt wird die Stromung oft noch unterhalb der Erfillung des Turbulenzkriteriums
als turbulent angesehen [Hak, 1956]. Die Uberfiihrung der Verhéltnisse zu denen einer
Rohrstromung mit einem Grenzwert von Re = 2300 fiir turbulente Stromungen [Kral
u.a., 2008] geht von einer glatten Oberfliche aus. In [Mellor u.a., 1991] werden die
berechneten Warmetibergiange um 10 % erhoht um die Oberflachenrauheit zu bertick-
sichtigen. Hak versucht den Einfluss der Oberflache mit einzubeziehen und kommt auch
auf vergleichbare Ergebnisse. Die Berechnung des Wérmeiibergangs bleibt damit insbe-
sondere bei turbulenten Stromungen mit niedrigen Reynolds-Zahlen mit einer erhohten
Unsicherheit behaftet. Messungen des Warmeiibergangs mit verschiedenen Oberflachen
im Luftspalt [Gazley, 1958] zeigen, dass unterhalb der Grenze der Gleichung 5.54 der
Wiérmetibergang nur geringfiigig von der Drehzahl abhéangt und dass Nutungen in Stéan-
der oder Liufer den Warmeiibergang im laminaren Bereich verschlechtern. Bei hoheren
Reynolds-Zahlen gibt es dagegen eine signifikante Verbesserung des Warmetibergangs.
Im laminaren Bereich wird die Nuflelt-Zahl mit Nu = 2...2,5 geschatzt. Fiir den tur-
bulenten Wérmeiibergang finden sich mehrere teils stark abweichende Ansétze in den
genannten Quellen. Fir die in dieser Arbeit untersuchten Maschinen wird in Anlehnung
an Staton [Staton u.a., 2005] mit der Prandtl-Zahl Pr folgender Ansatz gewéhlt:

20

N, = Re (5.55)
dBP2o
2,0 Np, < 41,3
Nu = 0,212 N3®Pro2T 413 < Ny, <100 (5.56)

0,386 N> Pr%27 Ny, > 100.

Der Warmeiibergangskoeffizient des Blechpakets zur Luft berechnet sich dann zu:

Nu Ay
ABP-Luft = —¢ =, (5.57)
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Den Warmeleitwert erhélt man unter Beachtung der Durchtrittsflache zu:

dpp1i + dBP2ol
2

GBP-Luft = OBP-LuftT

o (5.58)

Der Leitwert dndert sich mit der Temperatur des Motors zum einen durch die verdnder-
ten Stoffwerte der Luft und zum anderen durch die unterschiedliche Warmeausdehnung
der Blechpakete bei unterschiedlichen Temperaturen derselben. Da das Lauferblechpa-
ket in der Regel warmer ist und auch die Warmeleitfahigkeit der Luft mit zunehmen-
der Temperatur steigt, verbessert sich normalerweise der Warmetibergang bei hoheren
Temperaturen. Die Stoffwerte von Luft dndern sich temperaturabhéngig insbesondere
hinsichtlich der Warmeleitfahigkeit und der kinematischen Viskositat. Die Prandtl-Zahl
wird als temperaturunabhéngig betrachtet. In dieser Arbeit wird mit Pr = 0,7018, dem
Wert bei 20 °C und 1 bar gerechnet. Fiir diese Stoffwerte wird ein linearisierter Zusam-

menhang angesetzt:

/\Lu (19) =~ )\Lugg (1 + 5V (19Lu —20 OC)) (559)
W 1 .
= 0’025873ﬁ (1 + 0’00278R (YL — 20 C))
VL (19) = UVLu20 (1 + Ay (ﬁLu — 20 OC)) (560)
2 1
= 153,26—7% (1 +0,0065 (D1, — 20°C)) .

Die Auswirkung der Langenausdehnung der Durchmesser auf den Luftspalt wird mit

dem Langenausdehnungskoeffizienten berechnet:

d i + d o
6 (J) =6 + arre (Vpp1 — Upp2) H' (5.61)

5.3.7. Wiarmeiibergange an der Standerwicklung

Das Vorgehen zur Berechnung des Warmeiiberginge von der Standerwicklung zum
Standerblechpaket entspricht dem der Lauferwicklung. Nach GI. 5.41 und 5.42 werden
die mittlere Leitfahigkeit A, und die ideelle Starke der Isolierungsschicht d;,, mit den
Werten des Standers berechnet. Den Leitwert zu den Seitenflichen der Nut bzw. zum

Nutgrund erhélt man wie folgt:

-1

5iso + 075bN - 5130
)\isoh/NlFe2N1 )\Cu (hN - 25iso) lFe2N1
)\isothFele

~ 5.63
5iso ( )

GNicu-Ns (5.62)
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-1

6150 Oa5hN - 5iso
GNicu = 5.64
NICENG = TN A (b — 260 IreV, (5:64)
AisobNlpe N7
~r — 5.65
5180 ( )

Die mittlere Nutbreite by und Nuthohe hx werden analog zum Léaufer in Unterabschnitt
5.3.5 im Stander verwendet. Die Anzahl der Nuten des Standers ist /N;. Bei dem hier
betrachteten Aufbau der Nut wird der Wérmeiibergang zum Luftspalt ebenfalls ver-
nachléssigt.

Fiir die Wickelkopfe wird dhnlich wie in der Nut ein mittlerer Warmeiibergangsleitwert
zur Auflenfliche der Wickelkopfe angenommen. Je nach konkretem Aufbau ergibt sich
aber ein anderes d;,, nach Gl. 5.42 fiir den Wickelkopf:

Aiso2 (h bn) lwk1 V-
GwK1Cu-Rand = Gy ;—& ) bwic - (5.66)

Zur Berechnung des axialen Wéarmeitibergangsleitwertes vom Nutkupfer zu den Wickel-
kopfen wird der spezifische Leitwert von Kupfer und die Querschnittsfliche der Leiter

Acy in allen Standernuten genommen:

4ACu

S 5.67
lre + lwk1 ( )

GNlCu-WKl ax — )\Cu

Wie im Unterabschnitt 5.3.5 beschrieben, muss auch hier die mittlere Spulenkopflinge
lwk1 der betrachteten Maschinenseite verwendet werden. Falls nur ein gemeinsamer

Wickelkopf simuliert wird, ist der Leitwert zu verdoppeln.

5.3.8. Wiarmeiibergdange im Standerblechpaket

In Analogie zum Unterabschnitt 5.3.4 lassen sich die Uberginge im Sténderblechpaket
beschreiben. Bei der Unterteilung der Uberginge nach Abb. 5.2 lauten die Formeln fiir

die Wérmeleitwerte im Standerblechpaket dann:

7 (d3py, — d2
GePiRax = ABPq <BP20l beax) (5.68)
Fe
dppiN — dppi
4N1bgps1 —————
GpPizax = ABpPq ] (5.69)
Fe
Griax = GBpPiRax T GBP1Zax (5.70)
27l pe
GGen-BPIRrad = ABPI r (5.71)

2dgpio
n|———
dppio + dBpiN
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27l Re
GBPIRNrad = ABpI - (5.72)

dppio + dBpiN
n|————
2dppiN

N;1bpsilpe

GBP1Zrad = 8ABpI (5.73)

dBPlN - dBPli

Die Langenangaben sind nach Abb. 5.2 zu verwenden. Aufgrund der Isolierung zwischen
den Blechen des Blechpaketes sind die spezifischen Wérmeleitwerte langs Agp; und axial
ABpq zu unterscheiden.

Der Warmeiibergang im Blechpaket zur Nutinnenflache berechnet sich nach:

2N (dppin — dppii) lpe
bepsi '

GBP1z-Ns = ABPI (5.74)
Der Warmeiibergang zwischen Standerblechpaket und Gehéduse héngt von der Pres-
sung zwischen den Kontaktflichen ab. Diese kann sich auch noch temperaturabhéngig
andern. Da keine Daten zur Verfiigung stehen, wird der Wéarmeiibergangskoeffizient

mit:

W%
m2K

aBpi-Geh = 2000

angenommen. In [Mellor u.a., 1991] werden Werte zwischen 200 m\éVK — 5000 m‘éVK an-

gegeben. Die in [Staton u.a., 2005] untersuchten Motoren hatten Werte im Bereich
340 W — 2600 —%. Der Leitwert berechnet sich folgendermafen:

m2K m2K*

G'BP1-Geh = QBP1-GehTABP10!Fe-

5.3.9. Wiarmeiibergange zur Innenluft im Wickelkopfbereich

Im Wickelkopfbereich gibt es von:
o der Oberflache der rotierenden Welle Ay,

o der Oberflache des rotierenden Wickelkopfes des Laufers bzw. der Kurzschluss-

ringe Awka,
o der Seitenflache des rotierenden Lauferblechpaketes Agpss,
o der Seitenfliche des Stédnderblechpaketes Agpis,
o der Oberflache des Standerwickelkopfes Awyk; und

der Innenfliche des Gehauses und der Gehausedeckel Agen;

Warmetibergénge zur Innenluft.



76 5. Modellierung thermischer Vorgange

Der Warmetibertragungsfaktor liasst sich nur mit erh6éhter Unsicherheit abschatzen, da
insbesondere die Verhéltnisse der Luftstromung der Innenluft komplex sind. Um die
Berechnung der Stromungswiderstande und des Druckaufbaus an rotierenden Teilen zu
umgehen, schlidgt [Mellor u. a., 1991] vor, einen mit der Umfangsgeschwindigkeit linea-

ren Ansatz zu wahlen und die Geschwindigkeit dann durch einen Faktor zu reduzieren:

W S
n = 155~ (029> w41 .
OWK-Luft (U) 5 5m2K <0 9 m v+ ) (5 75)
v = grd <752 (5.76)
S

Dabei ist d der mittlere Durchmesser der Kontaktfliche des betrachteten Elementes.
Der Faktor 7, der zwischen 0 und 1 liegt, reduziert die Warmeiibertragung, um Stro-
mungswiderstande im Wickelkopfbereich zu beriicksichtigen. Mellor empfiehlt n = 0,5
fur den Léaufer [Mellor u.a., 1991]. Fur die Fliachen des Stdnders wahlt er n = 0 und
damit fiir die Geschwindigkeit der Sténderflichen v; = 0 %*. Der Vergleich mit anderen
Anséatzen liefert ahnliche Ergebnisse fiir den Wérmeiibertragungsfaktor ([Staton u. a.,
2005]). Fir die hier betrachtete Maschine mit gewickeltem Léufer wird ebenfalls der
Faktor n = 0,5 verwendet, um den Wérmeiibergangsleitwert anzupassen.

Man erhilt folgende Leitwerte beim Ubergang zur Innenluft:

o Warmeiibergangsleitwert Welle-Luft, mit der betrachteten Kontaktlange [, der

Welle:
GWelle-Luft WK = QWK-Luft (’Uw)AWi (5-77)
ow = nrnd, (5.78)
Awi = 7dyly, (5.79)

o Wairmetibergangsleitwert Lauferwickelkopf-Luft, mit der Ausladung lywkao fiir die

betrachtete Maschinenseite:

GwKo-Luft WK = OWK-Luft (UWKQ) AWKQ (5-80)
dppas + d

vwis — mmBP?;BPzN (5.81)
dppao + d

Awgs = 27TBPQZBP2NZWKA27 (5.82)

o Wirmetibergangsleitwert Lauferwickelkopf-Luft bei Kurzschlussringen mit Luft-
wirblern, mit der Breite des Rings bkr, der Hohe des Rings hxgr und dem mittleren
Durchmesser des Rings dr sowie der Anzahl Npkr, der Breite bpxr und der Hohe

hrkr der Fahnen zur Luftverwirbelung am Kurzschlussring fiir die betrachtete
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Maschinenseite:
GWK2-Luft WK = OWK-Luft (UWKz) Awka (5-83)
d +d
A n BP2o 5 BP2N (5.84)
Awke = mdg (2bkr + hxr) + NrkrOrkrAFKR, (5.85)

o Wiérmeiibergangsleitwert Lauferblechpaket-Luft fiir jede Maschinenseite und un-

terteilt nach Riicken und Zahnbereichen:

GBP2R-Luft WK
UBP2R

Appasr
GBP2Z-Luft WK

UBP27Z

ABPZSZ

GBP2—Luft WK

QWK-Luft (UBPQR) Agppasr
ndBPQi + dppan
2
T
2 2
Z (dBP2N - dBP2i>
QWK-Luft (UBP2Z> Appasyz,
dpp2o + dppan
2
dpp2o — dppan
2

GBP2r-Luit WK + GBP2Z-Luft WK

nmTn

NNQbBPSQ

o Wiérmeiibergangsleitwert Sténderblechpaket-Luft fiir jede Maschinenseite und un-

terteilt nach Riicken und Zahnbereichen fir v; = 0 %

GBPlR-Luft WK
Appisr

GBP 1Z-Luft WK

ABPlSZ

GBPl-Luft WK

QWK-Luft (Ul) Agppisr
T

2 2
Z (dBPlo - dBPlN)

QWK-Luft (Ul) Appisz
dppiN — dBpi;
2
GBPIR-Luft WK T GBP1Z-Luft WK,

NNlePSl

o Wiérmeiibergangsleitwert Standerwickelkopf-Luft, mit der Ausladung lwga fiir

die betrachtete Maschinenseite und v; = 0

GWKl—Luft WK

AWK 1

= owk-Luit (V1) Awki

dppii + dppin

= 2r—————lwkai,

2

o Warmeiibergangsleitwert Gehauseinnenseite-Luft fiir die betrachtete Maschinen-

seite, mit der Maschinenldnge lgenwk, die in Kontakt mit der Innenluft ist und
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» B

GGehLuft WK =  OWK-Luft (V1) AGehi (5.100)

™
Ageni = WdBP1olGehWK+Zd2Bp10- (5.101)

5.3.10. Wiarmeiibergange am Gehduse

Die Kiithlung des Gehéuses sorgt bei geschlossenen auflenbeliifteten Maschinen fiir die
Ableitung nahezu der gesamten Maschinenverluste. Neben der Gestaltung der Ober-
flache mit Kiihlrippen zur VergroBerung der Flache luftgekiihlter Maschinen spielt die
Geschwindigkeit des Kiithlmediums eine entscheidende Rolle. In [Kylander, 1995] wird
aus den Verhéltnissen bei Rohrstromungen fiir den Warmetibergangskoeffizient agen

der Zusammenhang zur Winkelgeschwindigkeit des Liifterrades mit:
AGen ~ W™ (5.102)

abgeleitet. Hinzu kommt noch eine Abnahme des Wéarmeiibergangs mit zunehmender
Entfernung vom Liifter, da die Geschwindigkeit in den Kanélen des Gehduses abnimmt.
Da die Berechnung schwierig ist, sollte der drehzahlabhéngige Warmeiibergangskoeffizi-
ent bei eigenbeliifteten Maschinen aus Messungen ermittelt werden. Mit einem DC-Test
oder einem Versuch mit blockiertem Léaufer kann der Koeffizient fiir natiirliche Konvek-
tion bestimmt werden. Aus den stationdren Endbedingungen bei Bemessungslast kann
dann der Koeffizient fiir Bemessungsdrehzahl berechnet werden. Folgender Ansatz fiir

den Warmetibergangsleitwert vom Gehéuse zum Kithlmedium wird gewéhlt:

GGeh-Luft = O5’4Geh = (Cl + C2w078) AGeh (5103)
n 0,8
= kgen1 + KGen2 () : (5.104)

s

Die in Abb. 5.4 dargestellte Abhéngigkeit des berechneten Warmeleitswertes G, nach
Gl 5.104 mit kgen1 = 5,5% und kgene = 33,1 % (fiir den Motor 2) deckt sich gut
mit dem aus einem Abkiihlvorgang identifizierten Leitwert Gigens. Bei der Identifika-
tion wird die Warmemenge berechnet, die in einem Zeitabschnitt iiber das Gehéuse
abgeleitet wird. Der Warmeleitwert ergibt sich durch den Bezug auf die mittlere Tem-
peraturdifferenz von Gehduse und Kithlmedium.

Der radiale Warmeiibergangsleitwert im Gehause selbst wird vernachléssigt, da dieser
im Vergleich zum konvektiven Ubergang viel hoher ist.

Bei Unterteilung des Gehéuses in verschiedene Abschnitte berechnet sich der axiale
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Abb. 5.4.: Wirmeiibergangsleitwert zwischen Gehduse und dem Kiihlmedium
Warmeitibergangsleitwert nach:

T
Z ((dGeh - 2hrip)2 - déplo) + Nripbriphrip
GGehax = >\FeG I (5105)

mit dem Auflendurchmesser dgen, der Anzahl der Kiihlrippen N, der Breite der Rip-
pen by, und deren Hohe A,;,. Die Lange [ entspricht dem betrachteten Abstand zwischen
den Teilen.

Fiir eine genauere Betrachtung wird das Gehause in drei Teile unterteilt. Ein Teil des
Gehéuses entspricht dem Abschnitt mit direktem Kontakt zum Blechpaket (Gehgp).
Die anderen beiden Teile entsprechen dem Gehéuse tiber den jeweiligen Wickelkopfbe-
reichen beider Seiten (Geha und Gehg) mit der jeweiligen axialen Lange lgehwk A/B
dieser Teile. Die Lange [ der Gl. 5.105 wird bei dieser Unterteilung mit:

lpe + lge
e (5.106)

berechnet.
Fir den Wérmetibergang zwischen den Gehéauseteilen und des Kiithlmediums kénnen
nach GIl. 5.103 fiir jeden Abschnitt mit dessen Oberflache der Leitwerte nach:

0\ 08
GGehBP-Luft = (ClBP + CzBPwo’g) AGenBP = kGen1BP + KGen2nP (n) (5.107)
0,8 n\%® S
GGeh A-Luft = (C1A + Coaw™ ) Acen A = kGenia + kGen2a <> (5.108)
ok ns 0,8
GGehB-Luft = (CIB + Copw™ ) AcenB = kGen1B + kGen2n (n) (5.109)

berechnet werden. Die Faktoren cigp, ciao und cip sollten alle dhnlich grof und im
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Bereich 10 — 15 mV;]K liegen, wihrend die Faktoren copp, cop und cop mit dem Abstand
zum Liifter kleiner werden. Das Abnahmeverhalten der Faktoren wird in Abhéngigkeit
des Abstands z vom Lifter und dem hydraulischen Durchmesser der Kiihlkanéle dj, in

[Kylander, 1995] folgendermafien beschrieben:

¥ (i) — 148 0,039;; 198 0% (5.110)
Abh

Dabei ist h die Hohe der Rippen am Gehéuse und b die mittlere Breite der Kiihlkanéle.

5.4. ldentifikation der Modellparameter

5.4.1. Grundlagen zur ldentifikation thermischer Modelle

Liegen Temperaturmessungen bei Belastungsversuchen fiir die zu modellierende Ma-
schine vor, so ist es naheliegend, dass diese Daten verwendet werden, um das thermische
Netzwerk zu parametrieren. Die Verwendung der Methode der kleinsten Fehlerquadra-
te (MKQ) ist grundsatzlich anwendbar, aber Versuche damit alle relevanten Parameter
zu schétzen, fiihren in der Regel zu physikalisch nicht interpretierbaren Werten [Schon-
born, 1994]. Besser funktioniert die Verwendung des Gaufl-Newton-Verfahrens, bei dem
ausgehend von der Parametervariation eines Startvektors ein quadratisches Giitekrite-
rium minimiert wird [Schmitz, 1998]:

. 2
ngzgzka (Oni — ki) - (5.112)

Dabei wird fiir jeden Zeitpunkt ¢; die quadratische Differenz zwischen allen k& Modell-
temperaturen Yy ; def Yk (t;) und den zugehorigen k-ten Messwerten 0y def I (t;)
gebildet. Aber auch hier lassen sich in der Regel nicht alle Parameter gleichzeitig schét-
zen. Es empfiehlt sich eine Kombination von berechneten und identifizierten Para-
metern. Dabei sollten insbesondere unsichere Parameter identifiziert werden, wie die
Warmiibergange im Wickelkopfbereich, im Luftspalt oder am Gehéause. Die angestrebte
Modellierung mit den wichtigsten Wérmeiibergdngen muss dafiir vorab bekannt sein.
Ein detailliertes Warmequellenmodell ist zur Minimierung von Diskretisierungsfehlern
vorteilhaft. Diese entstehen dadurch, dass die lokale Temperatur an der Messstelle von
der mittleren Temperatur des gedachten Korpers abweichen kann. Bei einem detail-
lierten Modell erhoht sich die Anzahl der zu identifizierenden Wéarmeiiberginge, es
ist aber nur moglich einzelne Parameter zur Berechnung dieser Warmetibergénge aus
Messdaten zu ermitteln [Kithbacher, 2018].
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5.4.2. Verwendetes ldentifikationsverfahren fiir thermische

Modelle
Maschinendaten
Warmeleitwerte berechnen Warmekapazitaten berechnen
- + Gcal Cstan
stationare
Versuch mit Endtemperaturen, Warmeleitwerte anpassen
Bemessungslast Verlustverteilung

ﬂ Gidem

Erwarmungs- Temperaturverlauf Suche optimaler Warmekapazitaten

verlauf S6 Verlauf der "|(Simplexmethode nach Nelder, Mead)
Verlustverteilung

I

C

ident

Y V¥

identifiziertes
thermisches Modell

Abb. 5.5.: Systemschaubild zur Identifikation der thermischen Parameter

Eine deutlich einfachere Methode zur Ermittlung unbekannter Warmeiibergangsleit-
werte erhdlt man unter Verwendung der stationaren Loésung der Modellgleichungen.
In diesem Fall konnen so viele Leitwerte bestimmt werden, wie es Korper im Modell
gibt, solange fiir jeden Korper ein Messwert zur Verfiigung steht. Durch den Abgleich
der Leitwerte im thermisch stationdren Punkt stimmen die simulierten Endtemperatu-
ren dann genau iiberein. Mit den im Folgenden vorgeschlagenen 1-Korper-, 2-Korper-
und 5-Korper-Modell lassen sich so alle Leitwerte in diesen Modellen bestimmen. Fir
die ausfiihrlicheren thermischen Modelle kénnen zumindest eine Reihe von unsiche-
ren Leitwerten ermittelt werden. Unter Verwendung der Gl. 5.112 konnen dann die
Wiérmekapazitaten, ausgehend von den im Unterabschnitt 5.3.1 berechneten Werten,
bestimmt werden. Grofle Abweichungen zwischen optimierten Warmekapazitiaten und
den berechneten deuten auf fehlende oder fehlerhafte Warmetibergénge im thermischen
Netzwerk hin.

Zusammengefasst werden die abgeglichenen thermischen Modelle folgend parametriert:

1. Berechnung der Warmekapazitaten und aller Leitwerte, die mit geringem Fehler

ermittelbar sind

2. Ermittlung der restlichen Leitwerte aus den stationaren Endwerten eines Erwér-

mungslaufes mit Bemessungslast
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3. Auswahl der optimalen Warmekapazitiaten mit Hilfe der Simplexmethode nach
Abschnitt 5.4.3

Der Vorteil dieser Vorgehensweise, die in Abb. 5.5 dargestellt ist, liegt darin, dass
zum einen die Temperaturberechnung fiir stationdren Betrieb im Bemessungspunkt
bestmoglich abgebildet wird und zum anderen aber auch der dynamische Temperatur-

verlauf optimal unter diesen Bedingungen abgebildet wird.

5.4.3. Simplexmethode nach Nelder und Mead zur ldentifikation

der Warmekapazitaten

Zur optimalen Auswahl der Warmekapazitaten der Korper des Modells wird die Sim-
plexmethode nach Nelder und Mead [Nelder u.a., 1965] vorgeschlagen. Vorteile er-
geben sich dadurch, dass keine Ableitungen des verwendeten Giitekriteriums der Gl.
5.112 berechnet werden miissen. Durch die einfache Struktur, die ausschliefSlich auf
dem Vergleich der Giitekriterien von Punkten mit verschiedenen Warmekapazitaten
beruht, lasst sich dieses Verfahren leicht auf andere Maschinen iibertragen und kann
auch verwendet werden, wenn nicht zu jedem simulierten Koérper eine gemessene Ver-
gleichstemperatur vorliegt.

Der Ablauf des Verfahren ist der Abb. 5.6 zu entnehmen. Zum Start wird fiir die
[ Warmekapazititen, die optimiert werden, ein Simplex mit [ + 1 Punkten pq_;, der

Startsimplex, aufgespannt. Der Punkt py enthéalt dabei die [ berechneten Warmekapa-

zitaten:
Cio c1my
C Ccom
Po = ,20 = 2, 2 . (5.113)
Clo oy

Die Punkte p; bis p; werden dabei so aufgespannt, dass jeweils eine Warmekapazitét

einen um 5 % veranderten Wert besitzt:

ClO Om—l><1
Cag
Pm = T4 1,05 | Co (5.114)
: Ol—m><1
Clo
m e {1,...]}. (5.115)

Fiir jeden Parametersatz werden dann die Temperaturverlaufe simuliert und die Giite
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Abb. 5.6.: Simplexmethode zur Identifikation derWarmekapazitéiten
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mit dem Giutekriterium:
fax (p ZZ (Vri — Dnini (p))° (5.116)

im Vergleich zu den Messdaten bewertet. Dabei ist k hier die Anzahl der Tempera-
turvergleichsstellen zwischen der realen Maschine und dem thermischen Modell, die zu
jedem Zeitpunkt ¢ verglichen werden. Giinstig sind dabei Belastungsfille mit sich &n-
dernden Verlusten, die zu entsprechenden Temperaturdnderungen der Koérpern fiithren.
Im Folgenden wird versucht durch Reflexion, Kontraktion oder Expansion jeweils den
Punkt mit dem schlechtesten Giitefunktional durch einen besseren zu ersetzen, so dass
sich die Parameter Schritt fiir Schritt verbessern, bis ein Optimum gefunden wird.
Zunéchst werden die Punkte nach der Grofle des Giitefunktionals geordnet, so dass
der Punkt py dem Parametersatz mit dem kleinsten Gitefunktional fgx entspricht
und der Punkt p; dem Punkt mit dem gréfiten. Der Punkt p sei der Mittelpunkt aller
Punkte aufler dem Punkt p;. Dieser wird dann am Schwerpunkt reflektiert. Fiir den
reflektierten Punkt:

p = (1+a)p—ap (5.117)
a = 1 (5.118)

wird das Giitefunktional fgk (p:) berechnet. Liegt dieses zwischen den Giitefunktiona-
len des besten Punktes und des zweitschlechtesten Punktes, dann ersetzt der reflektierte
Punkt den schlechtesten Punkt. Ergibt sich ein neues Minimum, versucht man durch

Expansion einen noch besseren Punkt:

(L+7)P— (5.119)
v = 2 (5.120)

zu berechnen. Der schlechteste Punkt wird durch den besseren der beiden Punkte p,
oder p, ersetzt.

Kann durch die Reflexion keine Verbesserung oder nur eine geringe Verbesserung des
Giitefunktionals erreicht werden, die immer noch schlechter ist als die des zweitschlech-
testen Punktes, dann wird p; durch den besseren der beiden Punkte p; und p, ersetzt

und ein kontrahierter Punkt:

—~

1—8)p+ Bp (5.121)
(5.122)

Pk =
B =

N[ —

berechnet. Bei einer Verbesserung durch Kontraktion und damit fox (px) < fak (p1)
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wird p; durch py ersetzt. Lasst sich kein besserer Punkt finden, dann werden alle [ + 1

Punkte komprimiert:

1 1
Pm = §po+§pm (5.123)
m e {0,...,0}. (5.124)

Fiir jeden Punkt wird ein neues Giitekriterium berechnet und die Punkte werden wieder
neu sortiert. Dann beginnt das Verfahren erneut und es wird wieder versucht den jetzt
schlechtesten Punkt zu ersetzen.

Als Abbruchkriterium eignet sich die Kontrolle, ob die Giitekriterien aller Punkte sich
nur noch um eine definierte Grenze unterscheiden, bzw. ob dies fir die Warmekapa-
zitdten aller Punkte zutrifft. Sollte nach einer hohen Anzahl von Durchgéngen kein
Minimum gefunden werden, so kann ein neuer Startsimplex um den besten Punkt
Abhilfe schaffen. Ein Optimum wird dann nicht gefunden, wenn ein ungiinstiger Be-
lastungsfall ausgewéhlt wird oder die Vergleichsdaten nur liickenhaft sind bzw. nur an

nicht représentativen Stellen fiir das thermische Modell vorliegen.
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5.5. Aufbau verschiedener thermischer Modelle

5.5.1. 1-Korper-Modell

Die einfachste Modellierung thermischer Vorgéinge basiert auf der Berechnung eines
RC-Gliedes, wie es in Abb. 5.7 dargestellt ist. Bei konstanter Wéarmezufuhr durch die
Verluste P,; und konstanter Umgebungstemperatur ¢, wird von einem exponentiel-
len Verlauf der Erwidrmung ausgegangen. Die folgende lineare Differenzialgleichung 1.
Ordnung beschreibt dieses Modell:

(iz?l = —Cy'Gru01 + CT Gy + P (5.125)
Die Gleichung entspricht der fiir das 1-K-M angepassten Gl. 5.22.

Die Umgebungstemperatur liefert ein Temperatursensor. Bei vielen Implementationen
wird diese aber als konstant angenommen. Dem Aufwand des Modells entsprechend
werden die Verluste des Bemessungspunktes genommen und quadratisch mit dem Stan-
derstrom nachgefiihrt. Fiir die Maschine wird eine einzige Temperatur simuliert. Da
innerhalb eines Motors ein hohes Temperaturgefélle auftreten kann, ist es mit dem 1-
Korper-Modell nur méglich einen einzigen Temperaturverlauf annahernd zu simulieren.
Die beiden Parameter des Netzwerkes werden durch Anpassung an gemessene Daten

identifiziert.

-
oy

D

(

Q
—_

c
—

| [ |

1  Maschine allgemein

Abb. 5.7.: Ersatzschaltbild 1-Kérper-Modell

Aus der Sicht des Motorschutzes wird dieses Modell an die zu jedem Zeitpunkt auf-

tretende Maximaltemperatur ,,., angepasst. Die Parametrierung erfolgt wie unter
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5.4.2 beschrieben. Der thermische Leitwert wird tiber die stationdren Endwerte des
Versuches mit Bemessungslast berechnet. Die Temperatur J; ist dann die stationére

Endtemperatur der zu simulierenden Grofle:

P,
Gl u !

— . 12
N (5.126)

Die Wéarmekapazitiat C erhalt man aus der Identifikation des dynamischen Verlaufs
der Messwerte.

Das 1-Korper-Modell stellt eine sehr einfache Modellierung der thermischen Vorgange
dar. Weder die Verteilung der Verluste innerhalb des Motors noch die Beziehungen
zwischen den Teilen des Motors werden berticksichtigt. Als Basis fiir einen thermischen
Motorschutz ist es nur bedingt geeignet, da im dynamischen Betrieb erhebliche Ab-
weichungen unvermeidbar sind und geédnderte Warmestrome nicht abgebildet werden
konnen. Zur einfachen Nachfiithrung der Lauferzeitkonstanten bei stationarem Betrieb

wird es aufgrund der iibersichtlichen Parametrierung oft verwendet.

5.5.2. 2-Korper-Modell

Die unterschiedlichen Erwarmungsverlédufe von Stander und Léufer lassen sich mit ei-
nem 2-Korper-Modell grob abbilden. Es bleibt dabei ein einfaches Modell mit einer

iiberschaubaren Anzahl an Parametern, wie in Abb. 5.8 ersichtlich ist.

9, rO

G2,u [] _ﬁz_‘
9, P?D_[»
B T | e
— vl
@ EC N
1 Lé&ufer
2 Stander

Abb. 5.8.: Ersatzschaltbild 2-Kérper-Modell
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Das Gleichungssystem zur Simulation des 2-Korper-Modells lautet:

¢, 0 g U || Gz Gia Uy n 0 9+ Py
0 Cy |dt| v, Gi2 —(Gia+Gay) Uy Gou : Py
(5.127)

Die Verluste werden dem Modellaufwand entsprechend wie beim 1-Korper-Modell an
den Sténderstrom gekoppelt und belastungsabhéngig aufgeteilt. Die Parameter lassen
sich dabei nur bedingt aus den Abmessungen und Materialdaten berechnen, sondern
werden wie beim 1-Korper-Modell aus dem Abgleich gemessener Temperaturen ermit-
telt. Entweder werden die Parameter so gewéhlt, dass der Verlauf einer interessierenden
Grofle verbessert wird, oder es werden, wie in dieser Arbeit, zwei Temperaturen nach-
gebildet. Die thermischen Leitwerte kann man dann aus den stationdren Endwerten

bei Bemessungslast ermitteln:

Pvl
= 12
Gia = 55 (5.128)
Pvl + Pvl
Goy = 21TV 5.129
2, FR—N (5.129)

Es bietet sich an, die mittleren Wicklungstemperaturen in Stander und Laufer zu simu-
lieren. Werden die Parameter des Modells an diese beiden Temperaturen angepasst, so
lasst sich die Maximaltemperatur im Motor nicht explizit simulieren. Im Vergleich zum
1-Korper-Modell wird aber auch diese Temperatur besser nachgebildet, wenn innerhalb
der Wicklungen nur geringe Temperaturunterschiede bestehen.

Die Anpassung der Parameter an den S1-Betrieb hat zur Folge, dass bei abweichender
Verlustverteilung und auch bei Abkiithlphasen der Temperaturverlauf starker abweichen
kann. Die identifizierten Parameter entsprechen in der Regel auch nur bedingt physi-
kalisch zuordenbaren Warmeiibergangen. Versuche mit adaptiven 2-Korper-Modellen
([Gao u.a., 2008b]) verbessern den Simulationsfehler nur in dem Bereich fir den die
Adaption passt, wiahrend bei grofleren Wéarmequellennetzen auch die Verluste differen-

ziert berticksichtigt werden konnen.

5.5.3. 5-Korper-Modell

Die Verwendung eines Wéarmequellennetzes mit fiinf Koérpern ermdoglicht es alle Ver-
luste, bis auf die Liifterverluste, gezielt am Entstehungsort zu berticksichtigen und
verbessert damit die Simulationsergebnisse fiir Betriebsbereiche mit gednderter Ver-
lustverteilung. Das 5-Korper-Modell, wie es Abb. 5.9 darstellt, ist fiir die Aufteilung
der Verluste nach Kapitel 4 geeignet. Es besteht aus fiinf thermischen Massen. Jedem
Bereich konnen Verluste zugefithrt werden und untereinander erfolgt ein Warmeaus-

tausch tiber die Warmeleitwerte.
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Abb. 5.9.: Ersatzschaltbild 5-Koérper-Modell
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Da die Kiihlmittelstromung nicht beriicksichtigt wird und der Ubergang am Gehiuse
direkt zur Umgebungstemperatur gedacht ist, muss zur Berechnung des Modells das
lineare DGL-System 1. Ordnung der Gl. 5.7 nach Abschnitt 5.2 fiir die 5 Kérper gelost
werden. Als Temperatur des Kithlmediums 9y, wird hier die Umgebungstemperatur 4,

verwendet. Die benotigten Matrizen lauten:

—(G1,24G1,4) Gip2 0 G1,4 0
G1z G120 0 0
Ap = 0 0 —Gsa G 0 (5.130)
Gi 4 0 G3,4 —(G1,4+G34+Ga5) Gy
0 0 0 Gas —(G4,5+G5,u)
Br, = E; (5.131)
~ ; -
0
Bpy = 0 . (5.132)
0
_G5’u_

Die 5 Warmekapazitaten werden in der Diagonalmatrix:

Ci 0 0 0 0

0 C: 0 0 0
C=]0 0 ¢ o o (5.133)

eingetragen.

Die Verwendung von nur fiinf Warmeleitwerten ermoglicht die vollsténdige Identifikati-
on der Leitwerte nach 5.4.2 aus den stationdren Endtemperaturen bei Bemessungslast
und den zugehorigen Verlusten durch Losen der Gl. 5.7, wenn die Ableitung der Tem-
peraturen Null gesetzt wird. Die Warmeiibergange zwischen Wicklung und Innenluft
und zum Gehéuse konnen dabei nicht berticksichtigt werden.

Die Warmekapazitiaten lassen sich durch die zuordenbaren Massen und deren spezifi-
schen Warmekapazitaten nach Unterabschnitt 5.3.1 berechnen. Die Optimierung der
Warmekapazitaten nach 5.4.3 erfolgt mit den Messdaten des Erwarmungsvorgangs bei
S6 Betrieb. Die fiinf Warmekapazitiaten werden so angepasst, dass die gemessenen
Temperaturen optimal nachgebildet werden.

Mit dem 5-Korper-Modell lésst sich die mittlere Erwarmung der Wicklungen in Stander

und Léaufer mit hoher Giite simulieren. Anderungen in der Verlustverteilung konnen
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entsprechend nachvollzogen werden. Die Parameter sind physikalisch interpretierbar

und den Bauteilen der Maschine zuordenbar.

5.5.4. 9-Korper-Modell

In den geschlossenen auflengekiihlten Motoren treten die kritischen maximalen Tempe-
raturen in der Regel im Wickelkopfbereich auf. Die Unterteilung der Wicklung in einen
Wickelkopf- und einen Nutbereich erscheint deshalb fiir den Motorschutz sinnvoll. Beim
Kurzschlusslaufer wird entsprechend in einen Kérper fiir die Kurzschlussringe und einen
Korper fiir die Leiter in der Nut unterschieden. Durch die Aufteilung der Wicklungskor-
per in mehrere Teilkorper und einer verbesserten Abbildung der Kiithlmittelstromung
erhilt man das 9-Korper-Modell (siehe Abb. 5.10).

Zur Berechnung des Modells muss das lineare DGL-System 1. Ordnung der Gl. 5.22
nach Abschnitt 5.2 fiir die 8 Bereiche mit Warmekapazitaten gelost werden. Die beno-

tigten Matrizen lauten:

G = 0 0 0 0 0 Gse Gsr 0 0 (5.134)

Ay = 0 (5.135)
A, = 1. (5.136)

Die 8 Wiarmekapazitiaten werden in der Diagonalmatrix C' und der Warmekapazitats-
strom des Bereiches 9 wird C'yw zugewiesen.

Durch die Aufteilung der Leitergebiete in ein Nutkupfergebiet und ein Wickelkopfge-
biet werden die Gewichte nach Abschnitt 4.1 verwendet, um die Verluste im Kupfer
zuzuordnen. Die Gewichte entsprechen den Widerstandsanteilen der Gebiete an den
zugehorigen Gesamtwiderstianden.

Die Verwendung von elf Wéarmeleitwerten verhindert eine vollstandige Identifikation
der Leitwerte nach 5.4.2 aus den stationdren Endtemperaturen bei Bemessungslast.
Dafiir lassen sich die Parameter des vorgeschlagenen Netzwerkes aus den Abmessun-
gen und Werkstoffparametern nach Abschnitt 5.3 berechnen. Die Formeln fir die zu-

sammengefassten 11 Warmeleitwerte des Modells befinden sich im Anhang A.5.1. Um
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Abb. 5.10.: Ersatzschaltbild 9-Koérper-Modell
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ein identifiziertes thermisches Modell zu erhalten, werden die berechneten Leitwerte
G1s, Gas und G5 Ubernommen. Die verbleibenden acht Leitwerte werden aus den
stationdren Endtemperaturen ermittelt. Dies ist giinstig, da die Warmeiibergange im
Leiter zwischen Nut und den Wickelképfen/Kurzschlussringen (Ga 3 und Gjs¢) leichter
zu berechnen sind als die Uberginge zum Blechpaket. Der Wirmeleitwert G, g zwi-
schen Lauferblechpaket und Gehéuse iiber die Innenluft im Wickelkopfbereich ist zwar
ebenfalls schwierig zu schatzen, spielt aber insgesamt eine eher untergeordnete Rol-
le, weshalb dieser Wert berechnet wird und der Warmeiibergang im Luftspalt dafiir
identifiziert wird.

Um die Abhéngigkeiten der Warmeiibergangsleitwerte von der Drehzahl und der Tem-
peratur beizubehalten, wird fiir jeden Leitwert der Faktor zwischen dem identifizierten
und dem berechneten Leitwert:

G jident

5.137
Gi,j cal ( )

kaij =
ermittelt. Stimmen die identifizierten und berechneten Leitwerte iiberein, ist der Faktor
1. Die Warmeleitwerte des identifizierten Modells ergeben sich dann aus dem Produkt
der berechneten Leitwerte mit dem jeweiligen Faktor kg, ;.
Die Warmekapazitiaten lassen sich durch die zuordenbaren Massen und deren spezifi-
schen Warmekapazitaten nach Unterabschnitt 5.3.1 berechnen. Die Optimierung der
Wirmekapazitiaten nach 5.4.2 erfolgt wie beim 5-Korper-Modell mit den Messdaten

des Erwarmungsvorgangs bei S6 Betrieb.

5.5.5. 18-Korper-Modell

Durch die Modellierung mit 18 Kérpern ist es moglich, die Liifterseite (B) und die Nicht-
lifterseite (A) der Maschine separat zu betrachten. Die Erwérmung des Kithlmediums
wird simuliert. Dadurch wird die Abbildung der maximalen Maschinentemperatur ver-
bessert. Der Aufwand zur Parametrierung des Modells steigt aber erheblich.

Durch die Aufteilung der Leitergebiete in ein Nutkupfergebiet und zwei Wickelkopfge-
biete werden drei Gewichte nach Abschnitt 4.1 bendtigt, um die Verluste in der Wick-
lung zuzuordnen und die Warmekapazitaten der Wicklungen aufzuteilen. Die Gewichte
entsprechen den Anteilen der Widerstande der einzelnen Bereiche am gesamten Wick-
lungswiderstand. Bei der Kafigwicklung kénnen die Gewichte nicht zur Aufteilung der
Warmekapazitit verwendet werden, dort miissen die Massenanteile genommen werden.
Zur Berechnung des Modells muss das lineare DGL-System 1. Ordnung der Gl. 5.22
nach Abschnitt 5.2 fiir die 15 Bereiche mit Warmekapazitiaten gelost werden. Die Ma-

G18><18

trix enthalt die 33 Warmeiibergangsleitwerte zwischen den Kérpern, wie sie in

Gl. 5.138 dargestellt sind. Die benotigten Matrizen, um den Verlauf der Kiihlmittel-
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Welle 10  Sténderwickelkopf Nichtliifterseite
Léauferblechpaket Riicken 11  Sténderblechpaket Zahne
Lauferblechpaket Zdéhne 12 Sténderblechpaket Riicken
Lauferwickelkopf Liifterseite 13 Gehause Wickelkopfbereich Liifterseite
Lauferwicklung in der Nut 14  Gehéause auf Hohe des Blechpaketes

Lauferwickelkopf Nichtlifterseite 15  Gehéduse Wickelkopfbereich Nichtlifterseite

Innenluft 16  Kihlmittelstrémung um Koérper 13
Stédnderwickelkopf Liifterseite 17  Kihlmittelstromung um Koérper 14
Stédnderwicklung in der Nut 18  Kihlmittelstromung um Koérper 15

Abb. 5.11.: Wirmequellennetz 18-Koérper-Modell
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stromung zu beriicksichtigen, lauten:

0
A, = | -1 0 0 (5.139)
0 —10

Die 15 Warmekapazitaten werden der Diagonalmatrix C' und die drei Wéarmekapazi-
tatsstromungen werden der Diagonalmatrix Cw zugewiesen.

Das vorgeschlagene Netzwerk mit 33 Warmeleitwerten lédsst sich aus den Abmessungen
und Werkstoffparametern nach Abschnitt 5.3 berechnen. Die Formeln fiir die zusam-
mengefassten 33 Warmeleitwerte des Modells befinden sich im Anhang A.5.2. Die Ver-
wendung von 33 Wéarmeleitwerten verhindert eine vollstandige Identifikation der Leit-
werte nach 5.4.2 aus den stationdren Endtemperaturen bei Bemessungslast. Um das
Modell mit seinen Warmeiibergangsleitwerten trotzdem im Bemessungspunkt zu iden-
tifizieren, werden 17 Leitwerte aus den stationaren Endtemperaturen ermittelt und die
iibrigen Leitwerte aus den Abmessungen und Materialeigenschaften berechnet. Durch
eine geschickte Auswahl der zu identifizierenden Leitwerte lassen sich die Endtempera-
turen korrekt abbilden. Identifiziert werden die Leitwerte Gy 13, G115 und Go 13, G215,
die nur als Mittelwert beider Maschinenseiten ermittelt werden konnen. Des Weiteren
werden die Uberginge zwischen den Wickelképfen und den Gehéuseseiten Gy 13, Ge 15,
Ggi3 und G5 identifiziert und die Leitwerte am Lauferblechpaket Gss , G 7 so-
wie am Standerblechpaket G711, Gg 11, Gi1,12, G12,14. Mit den Kiihlmitteltemperaturen
konnen die Uberginge am Gehéuse G136, Gia17 und Gig1s ermittelt werden.

Um die Abhéngigkeiten der Wérmeiibergangsleitwerte von der Drehzahl und der Tem-
peratur der berechneten Warmeleitwerte beizubehalten, werden wie beim 9-Korper-
Modell die Faktoren nach GIl. 5.137 berechnet und mit den berechneten Leitwerten
multipliziert.

Die Warmekapazitaten konnen nach 5.4.2 durch die Minimierung des Giitekriteriums
ermittelt werden, wobei die berechneten Werte aus zuordenbaren Massen und deren
spezifischen Warmekapazitaten nach Unterabschnitt 5.3.1 als Startwerte genommen

werden.

5.56.6. Thermische Berechnung mit FEM

Fiir die hier betrachteten Maschinen sind hochdetaillierte Modelle in der Regel unnotig.

Der erhohte Parametrier- und Berechnungsaufwand steht oft in keinem Verhéltnis zur
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Verbesserung der Abbildung der thermischen Vorginge. Eine detaillierte Berechnung

kann aber aus folgenden Griinden angebracht sein:

Finden von Hotspots,

Positionierung von Temperatursensoren im Hotspot bzw. an aussagekraftigen
Stellen,

Ermittlung der mittleren Leitertemperatur in Bezug zur Messstelle,

Abschétzen des Fehlers zwischen Messstelle und Hotspot oder

hohe lokale Verluste durch Sattigungserscheinungen.

080 002 004 006 008 0.1 012
82.49526595 123.9093192 165.3233724

Abb. 5.12.: Ergebniss der stationdren thermischen FEM-Berechnung (Opera 2D) (7,5 kW ASM)

Fir die genannten Fragestellungen bietet sich der Einsatz von FEM-Software an.
Grundsatzlich ist es aber moglich auch ein sehr detailliertes Mehrkérpermodell zu
erstellen [Kithbacher, 2018]. Mit dem hoheren Detaillierungsgrad kénnen die Tempe-
raturverldufe innerhalb der Maschinenelemente berechnet werden. Insbesondere die
Darstellung der Ergebnisse ist bei FEM-Software vorteilhaft, sieche Abb. 5.12. Die ab-
solute Genauigkeit ist dabei aber nicht hoher, da die Warmeleitfihigkeiten A und die

Wairmetibergangskoeffizienten « wie bei der Warmequellennetz-Methode vorzugeben
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sind. Die Warmeiibergangskoeffizienten kénnen bei Bedarf mit einigem Aufwand mit
CFD-Simulationen identifiziert werden.

Die aktuell zur Verfiigung stehende Rechenleistung erlaubt es noch nicht, FEM-Modelle
online mitzurechnen. Da im dynamischen Betrieb die Auflésung auch nicht benotigt
wird, werden die vorgeschlagenen Warmequellennetze zum online-Motorschutz verwen-
det.

5.6. Ausgewahltes Warmequellennetz

Wie genau ein Warmequellennetz die Verhéaltnisse in der Maschine abbilden kann,
hangt mafigeblich davon ab wie gut die lokale Warmezufuhr durch die Verluste und die
Gestaltung der Warmeabfuhr in der Maschine mit dem Netzwerk nachgebildet werden
kénnen. Je nach Maschinentopologie konnen von den hier verwendeten Modellen ab-
weichende Netzwerke sinnvoll sein. Bei durchzugsbeliifteten Maschinen, bei denen die
Erwarmung des Kiihlmediums und damit auch deren Fithrung in der Maschine eine
Rolle spielt, sind eher verzweigte Netze notig.

Bei stationar betriebenen, auflenbeliifteten Motoren, wie sie in dieser Arbeit betrachtet
werden, lassen sich die verschiedenen Verlustarten und Warmestrome nicht mit einem
1- oder 2-Koérper-Modell abbilden. Da diese wegen ihrer leichten Parametrierbarkeit
aber weit verbreitet sind, werden diese einfachen Modelle zum Vergleich gerechnet, um
auf Fehler hinzuweisen, die aus einer stéarker vereinfachten Modellierung resultieren.
Verdndert sich die Zusammensetzung der Verluste oder die Kiithlmittelstromung wah-
rend des Betriebes sind ebenfalls groflere Abweichungen bei diesen kleinen Netzwerken
zu erwarten. Das 1-Korper-Modell wird an die maximal auftretende Maschinentempe-
ratur angepasst. Das 2-Korper-Modell an die beiden mittleren Leitertemperaturen in
Stander und Léufer.

Mit dem 5-Korper-Modell konnen die verschiedenen Verluste ihren Entstehungsorten
zugewiesen werden. Die wichtigsten Warmestréme sind ebenfalls abbildbar. Die Mo-
delltemperaturen werden an die mittleren Temperaturen der zugeordneten Korper an-
gepasst. Liegt die maximale Maschinentemperatur im Wickelkopfbereich deutlich iiber
der mittleren Wicklungstemperatur, dann sind bei diesem Modell grofiere Fehler fiir
den Motorschutz zu erwarten. Das Modell wird aber fiir Anwendungen, bei denen nur
die mittleren Leitertemperaturen interessieren, z.B. bei Betrachtungen zur Energie-
effizienz, als ausreichend empfohlen. In dieser Arbeit wird das Modell deshalb zum
Vergleich ebenfalls simuliert.

Das 9-Korper-Modell wird als Grundlage fiir den Einsatz zum Motorschutz gesehen.
Die Maximaltemperatur in der Maschine und die mittleren Wicklungstemperaturen

zur Verlustleistungsberechnung lassen sich mit diesem Modell simulieren. Fiir den be-
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trachteten Maschinentyp wird es deshalb ausgewahlt.

Grundsatzlich sollte eine Erhohung der Anzahl der Kérper zu einer besseren Abbildung
der Wérmestrome in der Maschine fithren. Der Aufwand fiir die Parametrierung und
die Berechnung steigt allerdings ebenfalls mit der Anzahl der Koérper. Das 18-Korper-
Modell mit der deutlich aufwandigeren Parametrierung wird gerechnet, um den Nutzen
einer erhohten Berechnungsleistung zu bewerten. Vorteilhaft beim 18-Korper-Modell
ist die enthaltene Erwarmung des Kithlmediums, wodurch Unterschiede zwischen den
Maschinenseiten simuliert werden konnen.

Der Vergleich der verschiedenen ausgewéhlten Modelle befindet sich im Abschnitt 8.2.






101

6. Online-Temperaturprognose

Damit der Motor wéahrend des Betriebes geschiitzt werden kann, ist die Kenntnis der
aktuellen Temperaturverteilung in der Maschine notwendig. Ein parallel gerechnetes
thermisches Modell nach Abschnitt 5.5 kann neben den strukturbedingten Unsicher-

heiten aus folgenden Griinden deutlich von den Maschinentemperaturen abweichen:
o der Anfangszustand ist unbekannt,
+ Anderungen der Umgebungstemperatur werden nicht beriicksichtigt,
« die angenommene Verlustverteilung ist fehlerhaft oder
o Abweichungen bei den Wérmeiibergangsleitwerten sind vorhanden.

Deshalb ist es sinnvoll die Daten vorhandener Temperatursensoren oder Temperatur-
schétzer zu verwenden, um auftretende Abweichungen zu minimieren. Fiir die Online-
Temperaturprognose wird darum ein Zustandsbeobachter vorgeschlagen, bei dem die
Differenz aus bekannten und simulierten Temperaturen auf den Eingang zurtickgefithrt
wird. Ziel ist eine umfassende sichere Kenntnis der Temperaturverteilung mit minima-

ler Sensoranzahl zu erreichen.

6.1. Aligemeine Betrachtungen zum thermischen
Beobachter

Fir das lineare Differentialgleichungssystem des thermischen Modells lédsst sich der
von Luenberger [Luenberger, 1971] entwickelte Ansatz zur proportionalen Riickfithrung
eines Fehlers anwenden. Wie im Blockdiagramm der Abb. 6.1 zu sehen, erweitert sich
damit die Systemgleichung (5.22) zur Modellierung der Temperaturen so, dass sich

folgende Systemgleichung fiir den Beobachter ergibt:

d A A N
EﬁF = AsyslﬁF + Bsyslpv + Bsys2'ﬁu +H (195 - 793) . (61)

Ist nur eine einzelne Temperatur ¥s bekannt, die mit der zugehorigen Modelltempe-

ratur Js verglichen wird, so ist H der Riickkoppelungsvektor. Dieser ist grundsatzlich
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Abb. 6.1.: Thermischer Zustandsbeobachter

so zu wahlen, dass die mit dem Beobachter simulierten Temperaturen Ir moglichst
schnell den Motortemperaturen ¥ entsprechen und diesen dann auch folgen. Der Sys-
temvektor Cy stellt den Zusammenhang zwischen den simulierten Temperaturen @F

und der ausgewahlten Vergleichstemperatur U, her:
Uy = ClysOp. (6.2)

Eingesetzt in die Gl. 6.1 erhélt man:

d A N
&19}7 = (Asys - HCSys) 19F + BsySIPV + Bsys219u + Hﬁs (63>

Bei der Auswahl der Vergleichstemperatur muss die Beobachtbarkeit berticksichtigt
werden. Ist die Temperatur in einem Bereich bekannt der thermisch nicht mit allen
anderen betrachteten Bereichen des Motors gekoppelt ist, dann konnen die Tempera-
turen des Motors nicht vollstandig mit dieser Riickfiihrung beobachtet werden. Um die

Beobachtbarkeit zu tiberpriifen, wird die Beobachtbarkeitsmatrix R berechnet:

Csys
CS SAS S
_ Y . Y c anxn (64)
o
Sys< Tsys
und gepriift, ob:
rang (R) =n (6.5)

ist. Dabei entspricht g der Anzahl der zurtickgefithrten Temperaturwerte (in der Regel

g = 1) und n der Anzahl der mit dem Beobachter simulierten Temperaturwerte Ip.
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Ist der Rang vollstédndig, bzw. die Gl. 6.5 erfiillt, dann ist das System mit dieser Riick-
fithrung vollstandig beobachtbar. Ist dies nicht gegeben, muss entweder die Zahl der
zuriickgefithrten Temperaturwerte erhoht werden oder das System wird in ein beob-
achtbares und ein nicht beobachtbares Teilsystem aufgeteilt. Letzteres spielt praktisch
keine Rolle und wiirde nur fiir Systeme in Frage kommen, bei denen thermisch unkri-
tische Bereiche ohne Einfluss auf das restliche Systemverhalten zu beschreiben wéren.

Die Beobachtbarkeit wird deshalb im Folgenden vorausgesetzt.

6.2. StorgroBenbeobachter

Um die Maschinentemperaturen nach Gl. 6.3 zu berechnen, wird als Eingangsgrofe
die Temperatur der Umgebung 9, bzw. die Temperatur der angesaugten Kiithlmittel-
stromung benotigt. Ist diese am Aufstellort als konstant anzunehmen, kann auf die
Messung dieser Temperatur verzichtet werden. Als benotigte Eingangsgrofie wird dann

ein konstanter Schitzwert verwendet.

Abb. 6.2.: Thermischer Zustandsbeobachter mit Stérgréflenrekonstruktion

Liegt ein abgeglichenes thermisches Modell und ein Temperaturmesswert in der Ma-
schine vor, dann kann die Umgebungstemperatur ¢, auch als Storgrofie betrachtet
werden. Thr Verlauf wird dann mit einem Storgréenbeobachter rekonstruiert. Die Um-
gebungstemperatur wird als weitere Zustandsgrofie beobachtet, die unabhéangig von den
anderen Systemvariablen ist und nur durch den gebildeten Beobachtungsfehler ange-
passt wird. Fiir den Zustandsbeobachter mit der Storgroflenrekonstruktion nach Abb.

6.2 ergibt sich folgende Systemgleichung:

d A «
&1981; = (Ag, — HsCs;) O + B Py + Hg s (6.6)
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Der rekonstruierte Temperaturvektor des Storgroenbeobachters D, setzt sich aus dem

Temperaturvektor 9r und der beobachteten Umgebungstemperatur Dy

A

Vg =

Or
. 6.7
o (6.7

zusammen. Die Systemmatrizen fiir den StorgroBenbeobachter berechnen sich folgen-

dermaflen:
[ AS S BSS
Ay = Oy oﬂ] (6.8)
I Bs sl
By, = Y 6.9
St K ] (6.9)
Cs = [ Cy 0]. (6.10)

Der Riickkoppelungsvektor Hg; enthilt einen Eintrag mehr, mit dem die Anderungs-
geschwindigkeit der rekonstruierten Umgebungstemperatur bei vorhandener Tempera-
turdifferenz eingestellt wird.

Der StorgrofSienbeobachter kann stationare Fehler an der Vergleichsstelle ausregeln. Da-
bei ist zu beachten, dass stationare Fehler zu einer fehlerhaft geschitzten Umgebung-
stemperatur fiihren. Falls die Abweichung zwischen Messung und Simulationsmodell
aus Fehlern des thermischen Modells, der Berechnung der Verluste oder aus Messunge-
nauigkeiten resultieren, kann die fehlerhaft beobachtete Umgebungstemperatur zu einer
Verschlechterung des Simulationsergebnisses in anderen Bereichen des Motors fithren.
Der Storgrofenbeobachter mit Rekonstruktion der Umgebungstemperatur wird des-
halb nur empfohlen, wenn der Wéarmeiibergang zwischen der Vergleichsstelle und der

Umgebungstemperatur bekannt ist.

6.3. Kriterien zum Beobachterentwurf

Bei der Bestimmung des Riickkoppelungsvektors H soll eine Einstellung des Beob-
achters gefunden werden, die fiir eine schnelle und dauerhafte Ubereinstimmung der
simulierten Temperaturen mit den Maschinentemperaturen sorgt. Um diese verbal for-
mulierten Ziele zu erreichen, soll zunédchst die Abhéngigkeit des Beobachtungsfehlers
von dem Riickkoppelungsvektor H untersucht werden.

Fiir die erreichbare Dynamik des Beobachters spielt die Systemmatrix des Beobachters:

Apeo = Agys — HC 4 (6.11)
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eine entscheidende Rolle. Dies wird verstédndlich, wenn man fiir den Fehlervektor:

9r ¥ 9p — O (6.12)

die resultierende Zustandsgleichung betrachtet:

(‘ftq% = ApeoUrp. (6.13)
Der Fehlervektor kann zum Nullvektor werden, wenn die Fehlerzustandsgleichung 6.13
ein asymptotisch stabiles Gleichungssystem ergibt. In diesem Fall werden die mogli-
chen fehlerhaften Anfangswerte korrigiert. Damit der Beobachter zuséatzlich der Dy-
namik des Motors folgen kann, wird daneben eine héhere Dynamik im Vergleich zum
nachzubildenden System gefordert.

Vorhandene Prozessstorungen und auch Messfehler konnen zu einer bleibenden Ab-
weichung zwischen realen und beobachteten Temperaturen fithren. Verschwinden die
Storungen, dann klingt auch der Fehler bei einem asymptotisch stabilen Fehlerglei-
chungssystem ab. Aus den Rahmenbedingungen ergibt sich, dass bei der Auslegung
des Riickkoppelungsvektors H ein Kompromiss gefunden werden muss zwischen einer
hohen Dynamik, damit der Fehler schnell ausgeregelt wird und einer geringen Storan-
falligkeit, damit Prozess- und Messrauschen nicht unnoétig verstérkt werden.
Grundsétzlich gibt es unendliche viele stabile Riickfithrungen, so dass die in der Lite-
ratur vorgeschlagenen Auslegungen mit einfach gewichteten Faktoren [Nestler, 1989,
Polvorgabeverfahren [Schiimann, 2007] oder optimalen Beobachtern als Kalman-Bucy-
Filter [Schonborn, 1994] vielféltig sind. Aus folgenden Griinden bleiben bei allen Verfah-
ren Unsicherheiten in der Auslegung, so dass diese nicht immer auf andere thermische

Netze iibertragbar sind:

o Die verbalen Kriterien lassen sich nicht direkt in eine Polstellenvorgabe umsetzen.

o Die Pole des Beobachters sind nicht eindeutig Kérpern des thermischen Netzwer-

kes zuzuordnen.

o Das Verschieben der Pole moglichst weit nach links, fithrt zu teils hohen Riick-
fithrkoeffizienten und erhoht die Stérempfindlichkeit.

o Die Auslegung optimaler Beobachter durch Minimierung eines Giitekriteriums
erfordert Wichtungsmatrizen, deren Zusammensetzung in der Regel Erfahrung
bendtigt und die Kenntnis der Prozess- und Messstorungen voraussetzt. Dazu

kommt, dass die Storungen zeitlich unkorreliert und mittelwertsfrei sein miissten.

In dieser Arbeit wird deshalb ein physikalisch interpretierbarer Beobachterentwurf vor-

geschlagen. Ziel ist es die Riickfithrung so zu interpretieren, dass sie mit bekannten
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Einflussgréfien vergleichbar wird. Dadurch wird eine Normierung erreicht, die den Ent-
wurf schneller auf andere Maschinen tibertragbar macht. Des Weiteren lassen sich so
bei einer auftretenden Abweichung gezielt die Temperaturen einzelner Kérper des ther-

mischen Modells korrigieren.

Physikalisch interpretierbarer Beobachterentwurf

Die erste Interpretationsmoglichkeit bezieht sich direkt auf den Riickkoppelungsvektor.
Die Elemente des Riickkoppelungsvektors H besitzen die Einheit s=!. Besteht eine
Temperaturabweichung von 1 K an der Vergleichsstelle fiir eine Sekunde lang, dann gibt
jedes Element des Riickkoppelungsvektors die durch die Riickkoppelung verursachte
Temperaturdifferenz nach einer Sekunde fiir den zugeordneten thermischen Kérper an.
Zu einer anderen Interpretation gelangt man, wenn die Beobachtergleichung 6.1 am
Riickkoppelungsterm mit der inversen und der regularen Warmekapazitatsmatrix C
von links multipliziert wird. Da das Produkt der Matrizen der Einheitsmatrix ent-

spricht, kann dieser Term wie folgt erweitert werden:

d A A N

39 = AwDr + Bya Py + Bywl, + C7'CH (v, = 9s) (6.14)
d A N

&ﬁF = AsysﬁF + Bsyslpv + Bsys279u + C_IPVkorr- (615)

Das entstehende Produkt aus der Riickkoppelung und der Warmekapazitatsmatrix

lasst sich als Korrekturleistungsvektor:
Pyion = CH (9, — V) (6.16)

interpretieren. Die Summe der Elemente des Vektors aus dem Produkt der Wérme-
kapazitatsmatrix mit dem Riickkoppelungsvektor entspricht der Korrekturleistung des

Beobachters bei einer Temperaturdifferenz von 1 K an der Vergleichsstelle:
Pyreo =Y CH. (6.17)

Die Korrekturleistung Py, der Beobachterriickfithrung ist somit ein Maf fiir die Stéar-
ke des Beobachtereingriffs. Normiert auf die Verlustleistung im Bemessungspunkt wird
die Beobachtereinstellung dann auf andere Motoren und andere thermische Netzwerke
iibertragbar. Ist der Messfehler der Vergleichstemperatur bekannt, so lasst sich eben-
falls in Bezug zur Verlustleistung im Bemessungspunkt abschétzen, um wieviel Prozent
der Beobachtereingriff fehlerhaft ist. Damit hat man die Dynamik und die Storanfal-
ligkeit des Beobachters im Blick.

Die Verteilung der Korrekturleistung des Beobachters auf die einzelnen Korper des
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thermischen Modells basiert auf zwei Uberlegungen. Zum einen soll die Korrektur einen
moglichst gleichméfBigen Temperaturiibergang gut gekoppelter Korper bewirken. Dies
ist z. B. bei der Korrektur falscher Startwerte notwendig und wird erreicht, wenn sich die
Verteilung der Korrekturleistung an den Warmekapazitiaten orientiert. Zum anderen
soll die Korrektur vorrangig dort ansetzen, wo die Temperatur in der Maschine bekannt
ist. Thermisch von der Beobachtungsstelle entkoppelte Koérper sollen nicht beeinflusst
werden. Um letzteres zu gewéhrleisten, simuliert man mit dem Modell einen Erwéar-
mungsvorgang, bei dem die Verluste konstant nur im Punkt der Vergleichsstelle des
Beobachters angesetzt werden. Dann ermittelt man den Zeitpunkt, an dem 63 % der
Endiibertemperatur an der Vergleichsstelle wahrend der Simulation erreicht werden.
Zu diesem Zeitpunkt werden die Ubertemperaturen ¥;; aller @ Kérper des thermischen
Modells und die entsprechende Ubertemperatur an der Vergleichstelle (953) ermittelt.

Mit diesen Werten berechnet man fiir jeden Korper einen Faktor nach:

P — V| |
oo = (1—'79'> . (6.18)

Der Riickkopplungsvektor wird damit wie folgt berechnet:

Clkbeol

_ 1 Cokpeo?
H=C"! ST Pybes| - (6.19)

C’nkbeon

Uber den Exponent Gexp der Gl. 6.18 kann die raumliche Konzentration des Beob-
achtereingriffs eingestellt werden. Je hoher der Exponent ist, desto lokaler findet der
Beobachtereingriff um die Vergleichsstelle statt. Da sich dieses Verfahren auch auf
FEM-basierte thermische Berechnungen tibertragen lasst, wird der Einfluss des Expo-
nenten in der Abb. 6.3 anschaulich dargestellt. Die Abbildungen zeigen die Erwdrmung
durch konstante 500 W Beobachterkorrektur fiir 20s bei verschiedenen Einstellungen
des Beobachters. Fir aexp, = 0,1 wird die Maschine durch den Beobachtereinsatz nahe-
zu gleichméafig erwarmt, wéhrend fiir aey, = 4 der Beobachtereingriff grofitenteils an
der Vergleichsstelle stattfindet. Bei der Riickfiihrung der Standerwicklungstemperatur
wird mit zunehmenden Exponenten dann vor allem die Temperatur der Standerwick-
lung angepasst. Die Temperaturen des Laufers werden dann durch den Beobachter
kaum beeinflusst. Wird die Lauferwicklungstemperatur zuriickgefiihrt, werden wegen
der guten thermischen Kopplung zwischen Leiter und Blechpaket des betrachteten
Kurzschlusslaufers fiir grofle Exponenten die gesamten Léaufertemperaturen korrigiert.
Die Stéandertemperaturen bleiben dann nahezu unbeeinflusst. Der hier verwendete Ex-

ponent dey, = 0,5 stellte sich als guter Kompromiss fiir die in dieser Arbeit betrachteten
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Riickfithrung der Standerwicklungstemperatur
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Abb. 6.3.: Einfluss von aexp, auf die Beobachtereinstellung fiir verschiedene Riickfiihrungen
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Maschinen und Betriebsfélle heraus.

Fiir den Fall, dass mehrere Temperatursensoren zur Verfiigung stehen, lasst sich fiir
jede Vergleichsstelle ein Vektor finden, der unabhéngig nach Gl. 6.19 parametriert
werden kann. Man erhélt dann eine Riickkopplungsmatrix mit so vielen Spalten, wie
Vergleichsstellen vorhanden sind.

Fir den StorgroBenbeobachter wird vorgeschlagen, die Riickfithrung der Storgrofie
ebenfalls anhand der Korrekturleistung festzulegen. Der Riickkopplungsvektor wird

dann wie folgt berechnet:

[ Clkbeol ]
1 CZkbeOQ
r—1
H=C T m— : Pyieol - 6.20
Z (Cikbeoi> . VP ( )
C’nl’{:beon
L L 1 - .

Die Diagonalmatrix C' der Warmekapazitaten muss dafiir um eine Gréfenordnung er-
hoht werden und wird hier mit C” bezeichnet. Das letzte Element wird mit Eins so
gesetzt, dass die Anpassung der beobachteten Umgebungstemperatur, in Abhéangig-
keit der vorgegebenen Verlustleistung Pype,, mit dhnlicher Geschwindigkeit wie die

Anpassung der anderen Korper des Modells verlauft.

6.4. Thermischer Beobachter mit Einsatz von

Temperatursensoren

6.4.1. Sensoreinsatz

Wie im Kapitel 2 beschrieben, ist der Sensoreinsatz mit einigen Einschrankungen be-
haftet. Fiir den thermischen Beobachter ist vor allem wichtig, dass das Sensorsignal
verzogerungsfrei vorliegt und der mittleren Temperatur eines der Korper des Netz-
werkes entspricht. Wird ein Temperatursensor z.B. im Wickelkopf angebracht, so ist
dies fiir den Motorschutz sinnvoll. Dieser Sensor liefert aber nur einen unsicheren Wert
hinsichtlich der mittleren Sténderwicklungstemperatur. Das thermische Modell sollte
deshalb in so einem Fall aus mehreren Korpern fiir die Standerwicklung bestehen und
fiir die Sensorposition eine Vergleichsstelle im Wickelkopf bieten, wie es die vorgeschla-

genen 9-Korper und 18-Korper-Modelle aufweisen.
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6.4.2. Beobachterauslegung mit Sensoreinsatz

Liegt ein gemessener Vergleichswert mit geringem Messfehler vor, so kann der Beobach-
tungsfehler schnell ausgeregelt werden. Durch die niedrige Dynamik des thermischen
Modells ist ein mittelwertfreies Rauschen im Sensorsignal unproblematisch. Der abso-
lute Fehler F,,s an der Vergleichsstelle wird wie folgt bei der Berechnung des Riickkop-
pelungsvektors H nach Gl. 6.19 durch die Hohe der Beobachterleistung;:

Py,
Pybeo = LOK —55 (6.21)

abs
anteilig an den maschinenabhéngigen Gesamtverlusten im Bemessungspunkt Py, be-
achtet. Der absolute Fehler:

Fabs = Fabs Sensor 1 Fabs Modell (622)

setzt sich aus dem Messfehler des Sensors Flpssensor Und dem Modellierungsfehler
FopsModen zusammen. Der Sensorfehler enthélt dabei den Fehler des Aufnehmers und
den der Auswerteeinheit durch Signalwandlung und Diskretisierung. Der Modellie-
rungsfehler tritt auf, wenn die Sensorposition nicht mit der mittleren Temperatur des
Knotens im thermischen Modell iibereinstimmt. Insbesondere bei Mehrkorpermodel-
len mit geringer Korperzahl ist dies durch die Temperaturunterschiede innerhalb eines
Korpers nicht zu vermeiden.

Der Beobachtereingriff wird so mit steigendem Fehler der Temperaturmessung an der
Vergleichsstelle kleiner bzw. umgekehrt werden die beobachteten Maschinentempera-

turen umso stirker angepasst, je sicherer der Messwert ist.

6.5. Sensorloser thermischer Beobachter mit Einsatz

eines Temperaturschatzers

6.5.1. Temperaturschatzer

Anstatt im Motor Temperatursensoren zu verbauen, lasst sich auch die geschatzte
mittlere Lauferwicklungstemperatur zur Bildung des Fehlers fiir den Beobachter ver-
wenden. Diese kann man aus den Messwerten der Drehzahl n, der Spannung in Form
des Spannungsraumzeigers u; und des Stroms im Stander der Maschine in Form des
Stromraumzeigers i, identifizieren. Dabei hingt die Qualitiat der Schéitzung nicht nur
vom Messfehler der genannten Gréflen, sondern auch vom Betriebszustand der Maschi-
ne ab. Eine Ubersicht der bekannten Verfahren enthélt der Unterabschnitt 2.1.4. Im

Folgenden wird ein Schatzverfahren vorgeschlagen, das einen guten Schatzwert liefert
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und fiir umrichtergespeiste Motoren iiber einen erweiterten Drehzahl- und Drehmo-
mentbereich zur Anwendung kommt. Die Struktur des Temperaturschétzers ist in der
Abb. 6.4 dargestellt.

U
— = >
1/1\ , abs
% | | uln-Modell |2 pi-9, | 5. |
AL, Regler -
> arg

i
L abs PI-L, ALy,
9, | iln-Modell —2iln Regler
AL,

! arg

Abb. 6.4.: Erweitertes Temperaturschitzverfahren mit Korrektur der Hauptinduktivitét

Basis des Verfahrens ist, dass die beiden Motormodelle ul,n-Modell und il,n-Modell
aus den Abschnitten 3.8.1 und 3.8.2 unterschiedlich auf eine Abweichung des Léu-
ferwiderstandes zwischen Modell und Motor reagieren. D.h. die berechneten Léufer-
flussverkettungen der beiden Modelle stimmen nur dann iiberein, wenn die Parameter
der Maschine richtig angenommen werden. Da der Lauferwicklungswiderstand von der
Lauferwicklungstemperatur abhangt, muss die Modelltemperatur mit der Temperatur
im Motor tibereinstimmen. Dabei ist insbesondere der Betrag der Lauferflussverket-
tung des il,n-Modells, siche Gl. 3.46, von der Léuferwicklungstemperatur abhangig.
Die absolute Abweichung der Modelle wird mit:

- @mn (6.23)

€abs = ‘%2 ul,n

bezeichnet.

In der Abb. 6.5 ist die Modelldifferenz der Betrédge der Lauferflussverkettung bei ver-
schiedenen Temperaturabweichungen zwischen Motor und Modellen fiir unterschiedli-
che Schlupfwerte s dargestellt. Nur wenn die Modelle die in der Maschine vorhandene
Lauferwicklungstemperatur verwenden, stimmen die Ausgénge iiberein. Der Zusam-
menhang ist streng monoton steigend. Diese Differenz kann deshalb genutzt werden,
um die Lauferwicklungstemperatur mit einem PI-Regler nachzufiihren. Uber die Regler-
einstellung kann gleichzeitig die Dynamik des Temperaturschiatzverfahrens eingestellt

werden. Da die thermischen Vorgéange viel langsamer verlaufen als die elektrischen Vor-



112 6. Online-Temperaturprognose

0,03

[
eabs(s=0,0 1)

W

= e, (5=0,02)| |
~ 0,02 ——¢,,(570,03)
2 - =0,04)
4 A w
Q
o / /
0 0,01
B / /
%
% /
20
S
E /
5 ol
& -0,01
5 /
& 0,02
A
g
=
2 -0,03
=

-0,04

20 -15 -10 -5 0 5 10 15 20

Temperaturdifferenz zwischen Modell und Motor Ad / K

Abb. 6.5.: Differenz der Betrige der Lauferflussverkettung von ul,n- und il,n-Modell bei fehlerhafter
Laufertemperatur fiir verschiedene Schlupfwerte

0,015 1
earg(s=0,01)
= earg(s=0,02)
< I —
=001 €, (50.03) |
~ > —_— earg(s=0,04)
o0
[
o0 \
£ 0,005 BN
o0
0
3
=
e
3 0
=
g \
=)
o) \
A2 -0,005
E \
g \
=
& -0,01
A
-0,015
-2,5 -2 -1,5 -1 -0,5 0 0,5 1 1,5 2 2,5

Parameterabweichung zwischen Modell und Motor ALy, /Ly, in %

Abb. 6.6.: Winkelabweichung der Lauferflussverkettung von ul,n- und il,n-Modell bei fehlerhafter
Hauptinduktivitit fiir verschiedene Schlupfwerte



6.5. Sensorloser thermischer Beobachter mit Einsatz eines Temperaturschatzers 113

génge im Motor, reicht eine niedrige Dynamik und der Schétzwert kann entsprechend
geglattet werden.

Der Zusammenhang der Modelle mit der Lauferwicklungstemperatur ist abhéngig vom
Schlupf. Da im Leerlauf keine Lauferstrome flieflen, ist in dann keine Identifikation
moglich. Die Temperaturschiatzung kann erst ab einem Mindestmoment von etwa 30 %
des Bemessungsmoments zuverlassig eingesetzt werden. In der Regel ist dies aber nicht
problematisch, da im Leerlauf selten kritische Temperaturen auftreten. Mit steigendem
Drehmoment nimmt die Empfindlichkeit des Ausgangs des il,n-Modells auf den Léufer-
widerstand zu, weshalb die Qualitat der Temperaturschitzung mit dem Drehmoment
steigt. Der Aufbau des Verfahrens fithrt mit steigendem Schlupf zu einer steigenden
Anpassungsgeschwindigkeit des Temperaturschitzwerts Uy an die Lauferwicklungstem-
peratur.

Da sich auch die Phasenlage, der mit den Modellen berechnete Lauferflussverkettung,
auswerten lasst, kann die Temperaturschiatzung durch die Parameterabhéngigkeit der
Phasenwinkel der Raumzeiger von der Hauptinduktivitat verbessert werden. In der
Abb. 6.6 ist der Einfluss des Differenzwinkels der Modelle:

Carg = AL (QQ ul’n) —arg (ﬁzil,n) (6.24)

iiber dem Fehler der Hauptinduktivitét dargestellt. Zwischen den beiden Modellen tritt
abhangig von der Parameterabweichung zwischen Modell und Motor bei der Haupt-
induktivitat eine Abweichung in der Phasenlage auf, die nur geringfiigig vom Schlupf
abhéngig ist.

Dieser Phasenfehler wird verwendet, um mit Hilfe eines PI-Reglers, wie in Abb. 6.4
ersichtlich, den Korrekturterm ALj zu schéitzen. Die aktuelle Hauptinduktivitat wird

dann fir die Motormodelle nach:
Ly = Ln (|i,|) — AL (6.25)

berechnet. Auf eine vollstandige Identifikation der Hauptinduktivitat wird aus Stabi-
litatsgriinden verzichtet. Die Hauptinduktivitdt wird nach Abschnitt 3.4 nachgefiihrt.
Lediglich kleine Abweichungen, die z.B. durch frequenzabhingige Anderungen der Ma-
gnetisierungskennlinie bestehen, werden mit Hilfe des Modellabgleiches kompensiert.

Damit das Verfahren verlassliche Schétzwerte liefert, ist die Parameterempfindlichkeit
zu berticksichtigen. Ein fehlerhafter Lauferwiderstand fithrt zu einem Offsetfehler im
Schatzwert und kann bei einer bekannten Temperatur korrigiert werden. Sind die an-
deren Maschinenparameter nicht exakt bekannt oder andern sich diese wahrend des
Betriebs, dann hat dies ebenfalls einen Temperaturfehler des Verfahrens zur Folge. In
Abb. 6.7 ist die Parameterempfindlichkeit des Schétzers ohne Korrektur der Haupt-
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Abb. 6.7.: Empfindlichkeit des Temperaturschétzers auf Parameterschwankungen im Bemessungs-
punkt (Motor 2 - 7,5kW ASM)

induktivitat dargestellt. Der Temperaturschiatzer reagiert dabei besonders empfind-
lich auf Anderungen der Hauptinduktivitit L. Da diese im verwendeten Verfahren
ebenfalls identifiziert wird, sinkt die Parameterempfindlichkeit deutlich. Die iibrigen
Parameter verursachen selbst bei 25 % Fehler einen Schétzfehler der Lauferwicklung-

stemperatur von unter 10 K.

6.5.2. Beobachterauslegung mit Temperaturschatzer

Im Beobachterentwurf mit Temperaturschatzer der Lauferwicklungstemperatur ist die
Qualitat des Schatzwertes zu beachten. Der absolute Fehler F,.s tiber den Einsatzbe-
reich des Temperaturschéitzers flieit bei der Berechnung des Riickkoppelungsvektors
H nach Gl. 6.19 wie bei der sensorgestiitzten Riickfiihrung durch die Hohe der Beob-
achterleistung nach GI. 6.21 ein. Der Beobachtereingriff wird so mit steigendem Fehler
des Temperaturschatzers kleiner.

Zusatzlich wird die Riickfithrung bei niedrigen Lauferstromen deaktiviert. Der Riick-
koppelungsvektors H wird zum Nullvektor, wenn kein oder nur ein unzuverléssiger
Schétzwert vorliegt. Durch die fehlende Riickkoppelung werden die Temperaturen in
der Maschine dann nur auf Basis des thermischen Modells berechnet. Liegt ein vali-
diertes Modell vor, so wird der berechnete Verlauf auch ohne Beobachterriickfithrung

anndhernd dem des Motors entsprechen. Das grundlegende thermische Verhalten der
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Maschine wird so auch ohne Riickkopplung weiter abgebildet.

6.6. Abschaltzeitprognose

Unter der Abschaltzeitprognose versteht man ein System, das die verbleibende Zeit
zum weiteren Betrieb im aktuellen Belastungszustand berechnet. Damit ldsst sich das
Erreichen einer definierten Temperaturgrenze 9¢ frithzeitig beobachten. Grundsétzlich
handelt es sich um eine thermische Simulation fiir die nur entsprechende Rechenleis-
tung benoétigt wird. Mit der parallelen Simulation wahrend des Betriebes kann somit
kontrolliert werden ob Grenztemperaturen in Zukunft erreicht werden.

Um den Anspruch an ein solches System zu definieren, sind folgende Sachverhalte

abzuklaren:

Wie kritisch ist das Uberschreiten der Grenze.

o Wie kritisch ist ein Drosseln der Belastung bzw. ein Abschalten, um eine weitere

Erwarmung zu vermeiden.
o Wie zeitig muss ein drohendes Erreichen der Grenztemperaturen bekannt sein.
o Wie schnell kann bei ungiinstigen Belastungen der Grenzwert erreicht werden.

Bei sehr hohen Anforderungen ist ein entsprechend umfangreiches thermisches Modell
notig, welches validiert sein sollte. Dafiir ist dann eine entsprechend hohe Rechenleis-
tung erforderlich. Um den Rechenaufwand tiberschaubar zu halten, sollte die thermi-
sche Simulation mit einer grofleren Abtastperiode T zeitdriskret berechnet werden.
Als Systemgleichung erhélt man durch Diskretisierung der Gl. 5.22 fiir das thermische
Modell:

i1 = AqVp + By

u

1;" ] (6.26)

thor = tp+ T (6.27)

Dabei kénnen die Rechenoperationen auf die Zeit einer Abtastperiode verteilt werden,
so dass die zusétzliche Rechenleistung fiir die Abschaltzeitprognose gering ausfallt.
Wird in der Simulation eine Grenzwertiiberschreitung festgestellt, so kann iiber eine
lineare Interpolation der Zeitpunkt mit einer hoheren Auflésung als der Abtastperiode
ermittelt werden.

Zu beachten ist, dass bei fortschreitender Erwarmung sich auch die Verluste in der Ma-
schine dndern. Die groBten Anderungen entfallen auf die Wicklungsverluste aufgrund

der mit der Temperatur steigenden Wicklungswidersténde (siche Abbschnitt 3.3). Die
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Wicklungsverluste werden deshalb fiir die Abschaltzeitprognose auf die Grenztempe-

ratur Yg nach:

1 + QCy (’19(; —20 OC)
1 + QCy (79Cu —20 OC)

Pouazp = Pou (6.28)
bezogen. Dabei sind P, die aktuellen Wicklungsverluste, ¢, deren aktuelle mittlere
Temperatur und ac, der spezifische Temperaturkoeffizient.

Wie im Unterabschnitt 6.3 dargestellt, kann nach Gl. 6.16 der Beobachtereingriff auch
als Korrekturleistung ausgedriickt werden. Wird die aktuelle Korrekturleistung aus
dem Beobachter mit den aktuell berechneten Verlusten summiert und fiir die Prognose

verwendet, so kann die Vorhersage der verbleibenden Zeit teilweise verbessert werden.
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7. Verifikation der
Temperaturberechnung

Zur Uberpriifung der Qualitdt der thermischen Modelle und Beobachter werden im
Folgenden Giitekriterien eingefiihrt. Ein Kriterium wird als Mafl zur Bewertung der
Modelle eingefiihrt, wie gut diese die real gemessenen Temperaturverlaufe nachbilden
konnen. Ein zweites Kriterium wird fiir die maximale Abweichung eingefiihrt, als Maf
fiir die Zuverlassigkeit hinsichtlich der Einhaltung von Grenztemperaturen.

Fiir die Beobachterstrukturen muss beachtet werden, dass Mess- oder Schéatzfehler zu
einer Verschlechterung der Giitekriterien der Temperaturberechnung fithren koénnen.
Das gilt auch fiir Modellierungsfehler, die bei Abweichungen der Sensorwerte vom Mit-
telwert des zugehorigen thermischen Korpers auftreten. Deshalb werden fiir den ther-

mischen Beobachter zusétzlich Giitekriterien zur Bewertung der Sensorgtite eingefiihrt.

7.1. Giitekriterien fiir die Temperaturberechnung

Die Bewertung der Qualitat der thermischen Modelle erfolgt anhand von Giitekriterien

fiir drei relevante Temperaturen:

« die in der Maschine auftretende Maximaltemperatur ¥,.y, die fiir die Uberwa-

chung der Grenztemperaturen wichtig ist,

o die mittlere Standerwicklungstemperatur ¥gy, die zur Berechnung der Wicklungs-

verluste im Stédnder benotigt wird und

o die mittlere Lauferwicklungstemperatur ¥gs, die zur Berechnung der Wicklungs-

verluste im Laufer benotigt wird.

Dabei wird jeweils die gemessene Temperatur mit der entsprechenden zugeordneten
Modelltemperatur ¢y ; dof Y (t;) fir jeden Zeitpunkt ¢;, an dem eine Messung vorliegt,
verglichen. Die Bewertung der Temperaturdifferenzen erfolgt durch zwei Kriterien. Ers-
tens wird die maximale Modellabweichung wéhrend des gesamten Temperaturverlaufs
mit dem Maximalkriterium J,., beschrieben und zweitens wird die Wurzel der mitt-
leren quadratischen Modellabweichung (RMSE) mit dem quadratischen Kriterium J,

erfasst. Es ergeben sich somit insgesamt 6 Kriterien.
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Die beiden mit der Maximaltemperatur berechneten Giitekriterien werden wie folgt

berechnet:

Jmax (19max> = maXx (’ﬁmaxi - 79Mz|) (71>

[

‘]2 (ﬁmaX> = \/(ﬁmaxi - l(}Mz)Q (72)

Bezogen auf die mittleren Wicklungstemperaturen werden die Giitekriterien fiir den

Stander mit:

Jmax (’19[{1) = max (|19R172 — ﬁMzD (73)
T (9r1) = | (Ir1s — Oni)” (7.4)
und fir den Liufer mit:
Jmax (Vr2) = max (|Yras — Ymil) (7.5)
T (Ura) = A (Inas — Vnis)’ (7.6)

berechnet.

Beim 1-Korper-Modell werden alle drei Temperaturen 9,5, g1 und ¢/ge mit der ein-
zigen Modelltemperatur verglichen. Ab dem 2-Korper-Modell werden die zugehorigen
Modelltemperaturen der mittleren Wicklungstemperaturen fiir die Giitekriterien ver-
wendet. Als Vergleichstemperatur zur Berechnung der Giitekriterien fiir die maximale
Maschinentemperatur wird die maximal im Modell ermittelte Temperatur verwendet,

egal in welchem Korper diese auftritt.

7.2. Gitekriterien fur den thermischen Beobachter

Grundsatzlich konnen die Giitekriterien aus Abschnitt 7.1 mit den geschétzten Tempe-
raturen des Beobachters berechnet werden. Zur Beurteilung des Beobachtereingriffs ist
jedoch die Giite des Sensor- bzw. Schéatzwertes an der Vergleichsstelle des Beobachters
zu beachten. Deshalb werden fiir die im Rahmen dieser Arbeit durchgefithrten Versu-
che die eingefiihrten Giitekriterien auch auf die Vergleichstemperatur s des Schétzers
nach 6.5.1 angewendet. In diesem Fall ist die gleichzeitig gemessene Lauferwicklung-

stemperatur zur Differenzbildung zu verwenden:

Jmax(ﬁs) - maX(|19R2i_195i|) (77)
Jo(0s) =\ (Prai — Vi)’ (7.8)
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Unter Beachtung der Kriterien fiir den Beobachter lasst sich im Vergleich mit den
Giitekriterien des Modells aussagen, ob der Beobachtereinsatz tiberhaupt sinnvoll ist.
Sind die Giitekriterien der Mess- oder Schiatzwerte an der Vergleichsstelle grofier als
die der simulierten Temperaturen, bewirkt der Beobachtereinsatz eine Verschlechterung

der thermischen Berechnung.
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8. Praktische Erprobung

Zur Umsetzung der Algorithmen zur thermischen Online-Uberwachung wurde ein Ver-
suchsstand aufgebaut, mit dem das Verfahren an zwei Maschinen, sieche Tabelle 8.1,

angewandt wurde.

Tab. 8.1.: Verwendete Motoren zur praktischen Erprobung

Motor Bezeichnung Ausfithrung P./KW | ny/min™' | M,/Nm
1 VEM KR132 1/4 | Kurzschlusslaufer 5,5 1440 36,5
2 VEM SMR 132 L4 | Schleifringlaufer 7,5 1425 50,3

Der Aufbau des Versuchsstandes, die durchgefithrten Untersuchungen und deren Aus-

wertung werden im Folgenden beschrieben.

8.1. Technische Realisierung

Die Beschreibung des Versuchstandes geht zunachst auf die verwendete Hardware ein.
Danach wird die Erfassung der Messdaten beschrieben und am Ende des Abschnitts
die Implementierung der Steuer- und Regelstrukturen, um die Maschinentemperaturen

online-fahig zu berechnen.

8.1.1. Versuchsaufbau

Der grundlegende Aufbau des Versuchstandes ist in der Abb. 8.1 dargestellt. Der Prif-
ling wird iiber eine Drehmomentmesswelle mit 100 Nm Messbereich an die Belas-
tungsmaschine gekoppelt. Als Belastungsmaschine dient eine ASM mit Kurzschluss-
laufer mit einer Nennleistung von 11 kW. Diese wird von einem Umrichter gespeist, der
am Zwischenkreis betrieben wird. Dabei regelt ein Netzwechselrichter die Spannung
des Zwischenkreises. Die Riickspeisefahigkeit ist damit gegeben, so dass auch bei Netz-
betrieb des Priiflings sowohl motorisch als auch generatorisch Dauerbetrieb moglich
ist. Die Belastungsmaschine wird im Closed-loop Vektormodus feldorientiert geregelt.
Als Belastungssollwert wird das gewiinschte Drehmoment vorgegeben. Die genauen

Angaben zu den verwendeten Priifmitteln sind der Tab. A.3 im Anhang zu entnehmen.
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Abb. 8.1.: Schematische Darstellung des Versuchsstandes bei Umrichterspeisung

Die Speisung des Priiflings erfolgt entweder im Netzbetrieb oder tiber einen Umrich-
ter, wobei dann wie bei der Belastungsmaschine ein baugleicher Umrichter verwendet
wird. Fiir die Versuche mit konstanter Frequenz zur Identifikation der Maschinendaten
wird der Umrichter im Open Loop Modus betrieben. Fiir die frequenzvariablen Ver-
suche wird der Closed Loop-Vektormodus verwendet. Bis auf die Leerlaufversuche am
Umrichter, wo die Spannung direkt vorgegeben wird, ist die Energiesparfunktion im
Umrichter aktiviert. Mit dieser Option wird im Teillastbereich der magnetische Fluss
im Motor reduziert. Damit werden die Klemmenspannung und die Stromwarmeverlus-
te im Stander ebenfalls reduziert. Der gleichzeitig zunehmende Schlupf verbessert das
Verhalten des Temperaturschatzverfahrens der Lauferwicklung.

Die Signalverarbeitung und Ansteuerung des Versuchsstandes lauft tiber eine Prozessor-
karte mit einem PowerPC 750GX Prozessor mit 1 GHz Taktfrequenz. An das modulare
DSP-System sind tiber den PHS-Bus zwei Karten mit jeweils einem Field Programma-
ble Gate Array (FPGA) angeschlossen. Diese wurden am Institut fir Elektrotechnik

entwickelt. Des Weiteren ist eine A/D-Karte mit 32 analogen Eingéngen vorhanden,
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die ebenfalls iiber den PHS-Bus kommuniziert.

Der Bediener kann mit der dSPACFE Software ControlDesk den Versuchsstand steuern
und die Messwerte speichern. Die aktuellen Systemzustidnde konnen direkt beobach-
tet werden. Die Sollwerte der Belastung und auch die Parameter der auf dem DSP

mitgerechneten Modelle sind veranderbar.

8.1.2. Drehzahlerfassung

Zur Drehzahlerfassung werden verschiedene Inkrementalgeber (IGR) benutzt. An der
Belastungsmaschine ist ein optischer Inkrementalgeber installiert. Am Motor 2 wird
ebenfalls ein optischer Inkrementalgeber verwendet und am Motor 1 wird ein Inkre-
mentalgeber verwendet, der auf einem magnetischen Abtastprinzip beruht. Dabei wird
ein magnetisches Polrad mit 50 Polen mit einem Sensorkopf abgetastet, der 20 Impulse
pro Pol liefert. Alle Drehgeber liefern jeweils mit den Spuren A und B zwei Recht-
ecksignale, wobei die Anzahl der Impulse jeder Spur pro Umdrehung der Strichzahl
entspricht. Die Daten der Drehgeber sind in der Tab. A.3 im Anhang aufgefiihrt.

Die Spannungsversorgung wird durch die Umrichter zur Verfiigung gestellt. Diese wer-
ten die elektrischen Impulse der Geber fiir die interne Drehmomentregelung aus. Paral-
lel dazu werden die beiden Spuren A und B der Geber in optische Signale umgewandelt.
Uber Lichtwellenleiter werden diese zum DSP-System gefiihrt und dort auf die digitalen
Eingénge der FPGA-Karte gefiihrt.

Durch die Auswertung der steigenden und fallenden Flanken der A und der B Spuren
im FPGA wird eine Impulsvervierfachung erreicht und die Drehrichtung bestimmt. Es
wird ein Zahlerwert z,, bestimmt, der bei jeder Flankenanderung je nach Drehrich-
tung erhoht oder verringert wird. Bei Abfrage des DSPs liefert die FPGA-Karte den
aktuellen Zahlerstand z (¢). Bezogen auf die vierfache Strichzahl entspricht dieser
vereinfacht der Position des Rotors. Des Weiteren wird der Zahlerwert der Zeit seit Ein-
laufen der letzten Flankendnderung ziime (tx) ibermittelt. Die Zeitmessung erfolgt mit
einem 50 MHz Zahler. Die Drehzahl erhédlt man dann mit der sogenannten erweiterten

Frequenzzéhlmessung wie folgt:

_ 50 MHz Zink (k) — Zink (tr—1)
Nink 50 MHz - TDSP — Ztime (tk) + Ztime (tkfl) .

(8.1)

Dabei ist Tpgp die Zykluszeit des DSPs und Nj, die Anzahl der auswertbaren Impulse
pro Umdrehung, die der vierfachen Strichzahl entspricht. Die Kombination der Messung
der Anzahl der Impulse und der Zeitmessung bewirkt eine hohe Drehzahlauflésung iiber
den gesamten Drehzahlbereich. Bei der Drehzahl von 1500 min™' und dem IGR von
Motor 2 mit 40000 ausgewerteten Impulsen pro Umdrehung kann bei der Zykluszeit

von 100 us die Auflésung der Drehzahl so von etwa 7 bit, bei einer rein auf die Anzahl
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der Impulse in einem Zyklus basierten Berechnung, auf iiber 12 bit erh6ht werden. Die

hohe Auflésung geht bei niedrigen Drehzahlen nicht verloren.

8.1.3. Spannungs- und Stromerfassung

Die Erfassung der Augenblickswerte von Spannung und Strom fiir am Umrichter be-
triebene Maschinen ist mit einer diskreten Abtastung problematisch. Deshalb wird ein
frequenzanaloges Messverfahren verwendet, das bereits am Institut fiir Elektrotechnik
in zahlreichen Arbeiten zur Parameteridentifikation Anwendung fand und in [Scholz,

1997] ausfithrlich beschrieben wird. Das Prinzip wird im Folgenden erldutert.

u u fy — . N . - CTR z,
) EZ — & — i -t »

Abb. 8.2.: Strukturbild der frequenzanalogen Spannungs- und Stromerfassung (nach [Scholz, 1997])

Die Abb. 8.2 zeigt die Funktionsweise des Verfahrens. Die zu messenden Spannungen
werden mit einem Spannungsteiler verringert, so dass die proportionale Messspannung
u im Bereich £5V liegt.

Bei den zu messenden Stromen werden Stromwandler mit 0,3 % Genauigkeit und einem
Ubersetzungsverhéltnis von Ky = 1 : 1000 eingesetzt. Der Sekundéirstrom wird iiber
eine Biirde abgefiihrt, so dass ebenfalls eine Messspannung im Bereich 45V entsteht.
Die Widerstiande des Spannungsteilers und der Biirde besitzen die Toleranzklasse 0,1 %.
Die Messspannung « wird mit einem Spannungs-Frequenzwandler, siche Tab. A.3 | in
elektrische Impulse umgesetzt deren Frequenz f, fir —5V Spannung 0 MHz und fiir

+5V Spannung 2 MHz entspricht. Der Ubertragungsfaktor liegt somit bei:

2 MHz

Ky = .
UET oV

(8.2)

Bei der Spannungsberechnung muss der prinzipbedingte Offset von 5V bzw. von 1 MHz
beachtet werden. Die elektrischen Impulse werden in optische Impulse gewandelt, die
dann galvanisch getrennt zum DSP-System mittels Lichtwellenleiter tibertragen wer-
den. Dort werden die optischen Impulse wieder in elektrische Impulse gewandelt und
diese auf die digitalen Einginge der FPGA-Karte gefiihrt. Im FPGA erfolgt die Im-
pulszdhlung. Dabei wird jeder optische Eingang der drei Strangspannungen und der
drei Leiterstrome einem Zéahlerwert z, zugewiesen. Bei Abfrage des DSPs liefert die
FPGA-Karte die aktuellen Zahlerstande z, (fx) fiir jeden Spannungs- und Stromein-
gang. Bei der verwendeten Zykluszeit des DSPs von 100 us erhalt man somit zwischen

zwei Abfragen der Zahlerstinde eine Differenz zwischen 0 und 200, aus der dann die
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Messgroflen bestimmt werden. Durch den Offset des Spannungs-Frequenzwandlers liegt
bei nichtbestromtem Motor ein Zéhleroffset z,g.; von 100 Zahlerwerten in jeder Peri-
ode vor. Fiir die Spannungsmessung ergibt sich am Beispiel der Standerstrangspannung

U1, der Zusammenhang:

Zula (tk> — Zula (tk—l) — Roffset RUges
Tpsp Ry Kyt

Uy, = (8.3)
Dabei beschreibt der Faktor Ryges/Ru1 die Widerstandsverhaltnisse am Spannungstei-
ler.

Die Leiterstrome erhélt man mit dem Ubersetzungsverhéltnis des Stromwandlers Ky
und dem Biirdenwiderstand des Sekundérkreises Rg am Beispiel des Stromes i1, fol-

gendermaflen:
Zita (th) — Zita (tk—1) — Zoffset 1

. 8.4
Tpsp R KN Kyt (8.4)

1a =

Damit wird eine kontinuierliche Erfassung der Spannungen und Strome gewéhrleis-
tet, die von der Auflosung her zwar beschrankt ist, aber im Gegensatz zu einer reinen
A /D-Wandlung auch Spitzen, wie sie durch das Pulsmuster entstehen, erfasst. Die Zéh-
lerstdnde entsprechen dem diskretisierten Integral der Messgrofien iiber die Abtastzeit.
Bei Berechnung der Messgréfien im DSP werden die Zahlersténde deshalb wieder dif-
ferenziert. Bei den berechneten Stromen und Spannungen handelt es sich somit um
Mittelwerte des letzten Zyklus.

Fir die Erfassung von Gleichgrofien, bzw. bei stetigem Verlauf der Messgrofie kann
analog zur Drehzahlerfassung mit der erweiterten Frequenzziahlmessung die Auflosung
deutlich gesteigert werden. Die dafiir notwendige Zeitmessung wird im FPGA erzeugt.
Zum Einsatz kommt die erweiterte Frequenzzahlmessung nur bei der Stromerfassung
und allgemein bei Netzbetrieb.

Im DSP werden die berechneten Stréme auf Nulldurchgang kontrolliert. Mit den Null-
durchgangen werden die Integrationsintervalle zur Berechnung der Effektivwerte von

Spannungen und Stréomen bestimmt und die Frequenz berechnet.

8.1.4. Temperaturerfassung

Zur Erfassung der thermischen Sensordaten wurde ein Telemetriesystem am Institut fiir
Elektrotechnik entwickelt. Mit diesem werden die in den Motoren vorhandenen Ther-
moelemente vom Typ K und die PT100 Widerstandsthermometer ausgewertet und
an den PC des Versuchsstandes gesendet. Die Widerstandsdnderungen der PT100-
Sensoren und die Thermospannungen der Typ K Thermoelemente werden mit Digi-
talwandlern ausgewertet. Die Angaben zu den Digitalwandlern befinden sich in Tab.

A.3. Alle Temperatursensoren werden einmal in der Sekunde abgefragt und die digita-
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lisierten Werte mit 0,1 K Auflésung mit einem AM B8425 - Funkmodul von AMBER
wireless per Wireless M - Bus im 868 MHz SRD Band zum DSP-System gesendet.

Um die Messwerte vom Léaufer als auch vom Stéander fiir verschiedene Maschinen zu
iibertragen, wurden 4 Messboxen entwickelt. In der Tabelle 8.2 sind die Eingange der

Messboxen aufgelistet.

Tab. 8.2.: Eigenschaften der Messboxen zur Temperaturerfassung

Name | PT100 Einginge | Typ K Eingénge | Stromversorgung

Box1 13 3 Netzteil

Box2 12 1 induktives Lademodul
Box3 0 10 Netzteil

Box4 0 8 induktives Lademodul

Zur Darstellung und Protokollierung der Temperaturmessdaten wurde eine Software
am Institut erstellt, mit der die Daten des Telemetriesystems verwaltet werden. Mit der
Software konnen die Abtastintervalle der Sensoren eingestellt werden. Alle vier Messbo-
xen konnen simultan erfasst werden. Die Darstellung und Speicherung der Sensordaten
kann fiir jeden einzelnen Eingang eingestellt werden. Zur Integration der Temperatur-
daten in das DSP-System lauft auf dem PC ein Python-Skript, das die ankommenden
Daten des Telemetriesystems in den Variablenspeicher des DSP-Systems tibernimmt.
Die verwendeten PT100 von Heraeus und Variohm FEurosensor besitzen die Genau-
igkeitsklasse A, bzw. die Klasse F'0,15 nach DIN EN 60751:2009-05. Im verwendeten
Temperaturbereich dieser Arbeit haben sie einen absoluten Fehler von maximal +0,5 K.
Der verwendete Digitalwandler besitzt ebenfalls einen maximalen Gesamtfehler von
+0,5 K, wobei der Auflésungsfehler der 15 bit Wandlung vernachléssighar klein ist, so
dass sich mit dem Diskretisierungsfehler der Ubertragung ein Gesamtfehler von +1,1 K
fir die Temperaturerfassung der Widerstandsthermometer ergibt.

Die Temperaturerfassung nach dem Seebeck-Effekt ist prinzipbedingt mit hoherem
Fehler behaftet. Die verwendeten Thermoelemente der Klasse 1 nach DIN EN 60584
haben im verwendeten Temperaturbereich dieser Arbeit einen absoluten Fehler von
maximal +1,5K. Die entsprechenden Digitalwandler fiir Thermoelemente liefern bei
einer 14 bit Wandlung eine Auflésung von 0,25 K und haben eine Genauigkeit zur Aus-
wertung der Thermospannung von +2 K. Der Gesamtfehler der Temperaturerfassung

der Thermoelemente vom Typ K betragt somit £3,8 K.
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Motor 1

Die Temperaturverteilung am Motor 1 wird mit 17 Temperatursensoren tiberwacht.
Dabei sind im Sténder 12 Sensoren verbaut. Zusammen mit den 3 Sensoren fiir die
Kiihlmittelstromung werden diese Daten iiber die Box 1 nach Tab. 8.2 erfasst. Im
Laufer sind 2 Thermoelemente verbaut. Deren Daten werden mit Hilfe der Box4, die
mit dem Laufer rotiert, iibertragen. Die Position aller Sensoren ist in Abb. 8.3 und Abb.
8.4 dargestellt. Die Beschreibung der Sensoren und deren Zuordnung zu den Eingangen
der verwendeten Messboxen enthalten die Tabellen A.4 und A.5 im Anhang.

Durch die nachtragliche Instrumentierung wird die Temperaturverteilung in der Ma-
schine vorrangig an gut zuganglichen Stellen erfasst. Da im verbauten Kurzschlusslaufer
nur geringe Temperaturunterschiede erwartet werden, sind die 2 Sensoren im Laufer
ausreichend. Die Temperaturen im Zahnbereich des Standerblechpaketes und im Léau-

ferblechpaket werden nicht erfasst.

Motor 2

Fiir die thermische Instrumentierung wurden Blechpaket und Wicklung bei PARTZSCH
Elektromotoren e. K. neu aufgebaut. Dadurch konnte eine umfangreichere Instrumen-
tierung vorgenommen werden. Die Temperaturverteilung am Motor 2 wird mit 27 Tem-
peratursensoren iiberwacht. In der Standerwicklung sind 7 Sensoren verbaut und im
Stédnderblechpaket weitere 5 Sensoren. Zusammen mit den 3 Sensoren in der Kiihl-
mittelstromung werden diese Sensoren, wie beim Motor 1, in der Boxl ausgewertet
und iibertragen. Im Laufer gibt es eine dhnliche Instrumentierung mit 7 Sensoren in
der Wicklung und 5 Sensoren im Léauferblechpaket. Deren Daten werden mit der am
Laufer befestigten Box2 erfasst und iibertragen. Die Position dieser Sensoren ist den
Abbildungen 8.5 und 8.6 zu entnehmen. Die Beschreibung der Sensoren und deren

Zuordnung an den Messboxen enthalten die Tabellen A.6 und A.7 des Anhanges.
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Abb. 8.3.: Positionierung der Temperatursensoren im Stédnder von Motor 1

Abb. 8.4.: Positionierung der Temperatursensoren im Laufer von Motor 1
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S14

Abb. 8.5.: Positionierung der Temperatursensoren im Stdnder von Motor 2

Abb. 8.6.: Positionierung der Temperatursensoren im Léufer von Motor 2
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8.1.5. Temperaturschatzverfahren

Nach Abschnitt 6.5.1 ist am Versuchstand ein Temperaturschatzverfahren fiir die mitt-
lere Lauferwicklungstemperatur implementiert. In der Abb. 8.7 ist der gemessene Schéatz-
fehler fiir verschiedene Belastungen und Drehzahlen bei Betrieb am Umrichter darge-
stellt. Das vorgeschlagene Temperaturschatzverfahren kann dabei die Temperatur der
Lauferwicklung tiiber einen weiten Einsatzbereich in hoher Qualitdt bestimmen. Bei
Bemessungsdrehzahl (schwarze Kennlinie) wird der Temperaturfehler von 5 K erst bei
Belastungen unter 15 % der Bemessungslast iiberschritten. Fiir hohere Belastungen bei
Bemessungsdrehzahl kann so der Lauferwiderstand mit einem Fehler von unter 2%
identifiziert werden und damit die Temperaturbestimmung in dhnlich hoher Qualitat
wie bei der Messung mit Thermoelementen vom Typ K erfolgen. Die Spannungsab-
senkung des Umrichters zur Verbesserung des Wirkungsgrades begiinstigt das gute
Schétzergebnis im Teillastbereich, da der Schlupf und damit die Empfindlichkeit des

Schétzers bei niedrigen Belastungen erhoht wird.

15 I
— Fabs(0’25 nn)
v 10 + FabS(O,SO nn) Il
= F, (0.75n)
—c’: 5 Fabs(1 0 nn) Il
L; /\‘ . — Fabs(l’2 nn)
< 0 T
<
<
5 S -
C})) f//\ ’-(\'\+
-10
-15
0 0,5 1 1,5 2

Drehmoment M /M,

Abb. 8.7.: Temperaturschitzfehler in Abhéngigkeit vom Drehmoment fiir verschiedene Drehzahlen
(Motor 1 - 5,5kW ASM KL)

Der Schatzwert wird auf Grund der verringerten Parameterempfindlichkeit bei nied-
rigen Belastungen erst ab 30 % des Bemessungsmomentes als zuverldssig angesehen.
Unterhalb dieser Belastung wird der Schétzwert nicht zur Korrektur der Modelle ver-
wendet. Im gesamten betrachteten Drehzahlbereich liegt der gemessene Schétzfehler
des Verfahrens dann im Bereich +10 K. Insbesondere bei niedrigen Drehzahlen und
héheren Drehmomenten ist der Schétzfehler etwas hoher. Am Motor 2 erhéht der Mo-
dellfehler des Ubergangswiderstandes an den Schleifringen den Schétzfehler des Ver-
fahrens. Die Auswertung des Schétzfehlers wihrend der Erwarmungsversuche befindet
sich im Unterabschnitt 8.2.2.
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8.2. Untersuchung fiir verschiedene Betriebsfalle

In den folgenden Unterabschnitten werden die verschiedenen thermischen Netzwerke
und die thermischen Beobachter mit ihren Mdoglichkeiten und Grenzen betrachtet. Um
die Modelle vergleichen zu kénnen, werden die zwei Maschinen vier unterschiedlichen
Betriebsféllen ausgesetzt. Fiir die vier ausgewéhlten Betriebsfille sind in der Tab. 8.3
die Verlaufe von Drehzahl, Drehmoment und der Verlustleistung in der Maschine quali-
tativ dargestellt. Die Verluste sind vorrangig drehzahl- und drehmoment-, des Weiteren
aber auch temperaturabhéngig, weshalb sich diese wahrend des Betriebes auch bei kon-
stanter Drehzahl und konstantem Drehmoment wie dargestellt &ndern. Daneben sind
die prinzipiellen Temperaturverldufe der betrachteten Temperaturen in der Tabelle ab-
gebildet. Im Anhang sind die Temperaturverlaufe der betrachteten Betriebsfille und
Motoren im Vergleich mit dem 9-K-Modell in den Abbildungen A.1 bis A.16 ausfiihrlich
dargestellt.

Verglichen werden die verschiedenen Modelle und Beobachter mit der Hilfe der Giite-

kriterien des Kapitels 7.

Tab. 8.3.: Ubersicht der getestete Betriebsfille

. . A 140
S1 | Dauerbetrieb bei Mn.R, 9 120

konstanter Drehzahl sl =100
und Belastung /- 5

60
40
20

<0
C

nv/

Temperatures

t Zeitt/h

A Mn.R, 120

S3 | periodischer
Aussetzbetrieb o1 = j

<0

Spieldauer: 20 min M
Einschaltzeit: 50 %

Temperaturen ¥ / °C

T Zeitt/h

A
M,n,R
S6 | ununterbrochener Jusdliam —

periodischer Betrieb n
Spieldauer: 10 min
dmin: 1,3My; ,
5 min: 0,5Mn 0 05 1 L5 2 25

t Zeitt/h

<0

Temperaturen ) / °C

\/

S8 | ununterbrochener
periodischer Betrieb
Spieldauer: 20 min
2,5min: 1,0 M,
2,5min: 0,5 M, M
n = {1;0,5;0,8;0,2} ny, t

>
|z
2
<0
=3 <U
Temperaturen ) / °C

\/

Zeitt/h




132 8. Praktische Erprobung

Bei dem Dauerbetriebsfall S1 verlaufen die Temperaturen anndhernd nach einer e-
Funktion. Dieser Betriebsfall ist grundsétzlich am leichtesten zu beschreiben. Die Be-
rechnung des thermischen Verhaltens beim Aussetzbetrieb S3 ist im Vergleich zum
Dauerbetrieb deutlich anspruchsvoller. Zum einen werden durch die stark wechselnden
Verluste in der Maschine stindig Ubergangsvorgéinge angeregt, zum anderen dndern
sich mit der Drehzahl und insbesondere bei Stillstand die thermischen Leitwerte in der
Maschine und die der Kiihlung des Gehauses gravierend. Somit verdndern sich auch
die Zeitkonstanten der thermischen Ubergangsvorginge. Die Wirmeleitwerte konnen
bei S6-Betrieb dagegen als konstant betrachtet werden. Durch die sich andernde Last
werden dort aber ebenfalls thermische Ubergangsvorginge angeregt. Damit die Schit-
zung der Lauferwicklungstemperatur durchgéngig funktioniert, liegt abweichend zum
genormten S6-Betrieb in den Abkiithlungsphasen ein erhohtes Restmoment an. Der
grundsatzliche Temperaturverlauf entspricht aber dem S6-Betrieb, weshalb dieser hier
so bezeichnet wird. Beim Betriebsfall S8 schwankt das Belastungsmoment zwischen
50 % und 100 % des Bemessungsmomentes und zusétzlich 4ndert sich die Drehzahl zy-
klisch zwischen 20 % und 100 % der Bemessungsdrehzahl. Somit &ndern sich wahrend
des Versuches die Verluste, die Verlustverteilung und auch die Warmetibergénge in der
Maschine. Im Vergleich zu dem S3-Betrieb kommen bei S8-Betrieb auch bei niedrigen
Drehzahlen hohe Belastungen vor.

Im Folgenden werden die thermischen Modelle mit aus Messdaten identifizierten Para-
metern mit 1, 2, 5 und 9 Korpern hinsichtlich der Giitekriterien verglichen. Dann wird
gezeigt wie drei Beobachter auf Basis des 9-Korper-Modells die Temperaturberechnung
verbessern konnen. Dazu wird ein Beobachter durch Riickfithrung des Schatzwertes der
Lauferwicklungstemperatur aufgebaut. Ein zweiter Beobachter wird als Stérgrofienbe-
obachter mit Riickfithrung der Standerwicklungstemperatur gebildet und der dritte Be-
obachter entsteht aus der Kombination der beiden ersten Beobachter. Zusatzlich wird
das 9-Korper-Modell mit zwei Modellen mit 9 und 18 Korpern, deren Parameter aus
den Abmessungen und Materialdaten berechneten werden, verglichen. Das 9-Kérper-
Modell mit berechneten Parametern wird auch als Beobachter mit Riickfithrung der

Stander- und der Lauferwicklungstemperatur fiir den Vergleich gerechnet.

8.2.1. Vergleich identifizierter Modelle

Die identifizierten Modelle sind hinsichtlich ihrer Warmeleitwerte an den Endzustand
der Betriebsart S1 angepasst, weshalb die simulierten Endtemperaturen in diesem Be-
triebspunkt tibereinstimmen und die Gitekriterien sehr gut sind. Die Warmekapazité-
ten der 1- und 2-Korper-Modelle sind des Weiteren ebenfalls an den Temperaturverlauf
des Dauerbetriebsversuches angepasst. Der Betriebsfall S6 mit den thermischen Uber-

gangsvorgangen durch die Lastwechsel und den mit der Drehzahl konstanten Wéarme-
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leitwerten wird zur Identifikation der Warmekapazitiaten der thermischen 5- und 9-
Korper-Modelle verwendet. Die Abbildungen A.1 bis A.16 im Anhang zeigen die gute
Ubereinstimmung der simulierten Temperaturen der identifizierten 9-Kérper-Modelle
mit den gemessenen Temperaturen.

Die Giitekriterien fiir die durchgefithrten Versuche der beiden Motoren sind in Abb.
8.8 bis Abb. 8.11 dargestellt. Bei Motor 1 liegt die maximale Temperatur meistens
im Laufer. Da der Laufer relativ homogen erwérmt ist, liefern das 1- und 2-Korper-
Modell Temperaturverlaufe mit maximalen Abweichungen bei S1 und S8 von unter
10K fiir die Laufer- und die Maximaltemperatur und bei dem 2-Korper-Modell auch
fir die Standerwicklungstemperatur. Dem Prinzip bedingt sind die Giitekriterien des
1-Korper-Modells fiir die Stédnderwicklungstemperatur bei der gewahlten Auslegung am
schlechtesten.

In der Standerwicklung werden die Wickelkopfe warmer als die Wicklung in der Nut.
Zusétzlich bewirkt die Unsymmetrie durch den einseitigen Liifter, dass der Wickel-
kopf auf der Nichtliifterseite warmer wird. Durch die geringere Zeitkonstante bei der
Erwarmung der Standerwicklung im Vergleich mit der des Laufers liegt die maximale
Maschinentemperatur bei Erwarmungsphasen zunéachst im Standerwickelkopfbereich.
Die groflere Ausladung am Motor 2 fiihrt zu einer hoheren Temperaturdifferenz in der
Standerwicklung, so dass bei dieser Maschine die maximale Maschinentemperatur die
meiste Zeit iiber im Wickelkopf des Standers auftritt.

Das 2-Korper-Modell liefert fiir S1-Betrieb bei beiden Motoren gute Verlaufe fiir die 3
betrachteten Maschinentemperaturen. Die Modelle mit mehreren Korpern, deren War-
mekapazitdten nicht wie beim 2-Koérper-Modell an diesen Betriebsfall angepasst sind,
verbessern nur noch den Verlauf der maximalen Maschinentemperatur. Die Giitekrite-
rien fiir die Wicklungstemperatur im Laufer sind beim 2-Koérper-Modell bei S1 Betrieb
bis zu 1 K besser im Vergleich zu den aufwéndigeren Modellen.

Da erst das 9-Korper-Modell den Wickelkopf als separaten Korper betrachtet, sind die
maximalen Fehler bei der maximalen Maschinentemperatur beim 9-Koérper-Modell im-
mer besser als beim 5-Korper-Modell. Durch die erhéhte Temperaturdifferenz in der
Standerwicklung kann bei Motor 2 erst mit dem 9-Korper-Modell die maximale Ab-
weichung zwischen Modell und Messung tiber alle Betriebsfélle auf etwa 5 K begrenzt
werden. Fiir den Motor 1 ist dies nicht so deutlich, so dass hier das 5-Korper-Modell als
mit dem 9-Korper-Modell gleichwertig betrachtet werden kann. Mit dem ausfiihrliche-
ren 9-Korper-Modell werden hinsichtlich der Wicklungstemperaturen keine relevanten
Verbesserungen gegeniiber dem 5-Korper-Modell bei Motor 1 erzielt. Die Kriterien zur
maximalen Maschinentemperatur sind aber etwas besser.

Der Betriebsfall S8 mit den hoheren Anforderungen an die thermischen Modelle kann

mit den thermischen 9-Korper-Modellen gut abgebildet werden. Beim Motor 1 wird der
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Wairmeitibergang zwischen Laufer und Stander drehzahlabhéngig mit dem verwendeten
Ansatz nicht so gut getroffen wie beim Motor 2, so dass dort selbst beim 9-Korper-
Modell die maximale Abweichung geringfiigig tiber 5K liegt. Insgesamt kénnen die

verwendeten 9-Korper-Modelle die 4 Betriebsfille bei beiden Motoren gut abbilden.
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Abb. 8.8.: Vergleich der quadratischen Giitekriterien (RMSE) verschiedener thermischer Modelle
(Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. 8.9.: Vergleich der maximalen Giitekriterien verschiedener thermischer Modelle (Motor 1 -
5,5kW ASM KL)
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Abb. 8.10.: Vergleich der quadratischen Giitekriterien (RMSE) verschiedener thermischer Modelle
(Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. 8.11.: Vergleich der maximalen Giitekriterien verschiedener thermischer Modelle (Motor 2 -
7,5kW ASM SL)
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8.2.2. Vergleich der thermischen Beobachter

Folgende Beobachter auf Basis des 9-Korper-Modells werden mit diesem verglichen:

9-K-M-9go-Beo Beobachter mit Riickfithrung des Schétzwertes der Lauferwicklung-

stemperatur,

9-K-M-9g;-Beo Beobachter mit Riickfithrung der gemessenen Standerwicklungstempe-

ratur und

9-K-M-1r1-Ure-Beo Beobachter mit Riickfithrung der gemessenen Standerwicklung-

stemperatur und des Schatzwertes der Lauferwicklungstemperatur.

Da der Schétzwert der Lauferwicklungstemperatur von den Messwerten im Léaufer ab-
weicht, werden die Giitekriterien fiir die Lauferwicklungstemperatur vgs auch auf den
Schatzwert angewendet und in den Diagrammen unter ¥gos abgebildet. Dies ist in Abb.
8.12 bis Abb. 8.15 fiir die beiden Maschinen und die betrachteten Betriebsfille darge-
stellt. Durch die Unsicherheiten am Ubergangswiderstand der Schleifringe bei Motor 2
sind die Giitekriterien des Temperaturschétzers dort schlechter. Insbesondere nach dem
Einschalten bei vorheriger Pause liegt in den ersten Minuten ein undefinierter Uber-
gangswiderstand vor. Da der Versuch der Betriebsart S6 bei Motor 2 nach langerer
Stillstandszeit durchgefiithrt wurde, sind die Giitekriterien nur bei diesem Betriebsfall
ohne die ersten 10 min gerechnet, um die Ergebnisse durch diesen Effekt nicht zu verfél-
schen. Die Abweichung des Schitzwertes der Lauferwicklungstemperatur liegt in dem
nicht einbezogenen Bereich leicht {iber 10 K. Beim Betriebsfall S3 steht der Schétzwert
fir die Lauferwicklungstemperatur nur in den Belastungsphasen zur Verfiigung. Die
Giitekriterien beziehen sich deshalb auch nur auf diese Phasen. Eine Korrektur durch
den Beobachter in den Abkiihlungsphasen bei S3-Betrieb findet nicht statt.

Insgesamt lasst sich durch die Riickfithrung der Mess- bzw. Schéatzgrofien keine deutliche
Verbesserung fiir die vier Betriebsfille erzielen, da das 9-Korper-Modell ohne Riickfiih-
rung bereits den Temperaturverlauf relativ genau berechnen kann. Wird die gemessene
Standerwicklungstemperatur zur Riickfiihrung verwendet, kann der Fehler hinsichtlich
der Standerwicklungstemperatur fast ganz eliminiert werden. Da der Fehler bei der
Schétzung der Léufertemperatur meist dem des 9-Korper-Modells entspricht, kénnen
die Giitekriterien mit dieser Riickfiihrung nicht weiter verbessert werden. Kurzzeitige
hohe Fehler bei der Schatztemperatur, wie sie bei Motor 2 im Betriebsfall S6 und S8
auftreten, konnen durch den Beobachter unterdriickt werden. Die maximalen Kriterien
liegen dann fiir den Beobachter unter denen des riickgefiihrten Schétzwertes. Dieses

Verhalten kann auch bei verrauschten Sensorsignalen verwendet werden.
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Abb. 8.12.: Vergleich der quadratischen Giitekriterien (RMSE) verschiedener Beobachter (Motor 1 -
5,5kW ASM KL)
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Abb. 8.13.: Vergleich der maximalen Giitekriterien verschiedener Beobachter (Motor 1 - 5,5 kW ASM
KL)
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Abb. 8.14.: Vergleich der quadratischen Giitekriterien (RMSE) verschiedener Beobachter (Motor 2 -

7,5KW ASM SL)
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Abb. 8.15.: Vergleich der maximalen Giitekriterien verschiedener Beobachter (Motor 2 - 7,5 kW ASM

SL)
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8.2.3. Vergleich zwischen Modellen mit identifizierten und

berechneten Parametern

Da der Aufwand fiir Instrumentierung und Messung hoch ist, werden des Weiteren die

Giitekriterien fiir die Betriebsfille folgender Modelle verglichen:

9-K-M 9-Korper-Modell mit identifizierten Parametern aus den durchgefiihrten
Versuchen (S1 und S6) ,

9-K-M-Cal 9-Koérper-Modell mit nach den Abmessungen und Werkstoffdaten berech-

neten Parametern nach Abschnitt 5.3,

18-K-M-Cal 18-Korper-Modell mit nach den Abmessungen und Werkstoffdaten berech-

neten Parametern nach Abschnitt 5.3,

9-K-M-Cal-Yr1-vre-Beo 9-Korper-Modell mit nach den Abmessungen und Werkstoff-
daten berechneten Parametern nach Abschnitt 5.3 und Riickfithrung der
gemessenen Standerwicklungstemperatur und des Schéitzwertes der Laufer-

wicklungstemperatur.

Die Abbildungen 8.16 bis 8.19 stellen die entsprechenden Giitekriterien dar. Es zeigt
sich, dass der Temperaturverlauf fiir die betrachteten drei Temperaturen mit den Mo-
dellen ohne Identifikation mit einer maximalen Abweichung von etwa 10 K fiir Motor 1
berechnet werden kann. Bei Motor 2 liegt die maximale Abweichung bei 15 K wéhrend
des S6-Betriebes.

Die Gitekriterien des 18-Korper-Modells sind bei Motor 1 nur bei der Standerwick-
lungstemperatur etwa 2K besser und bei Motor 2 fiir fast alle Temperaturen 1,5K
besser. Es ist anzunehmen, dass durch die bessere Zuordnung einzelner Ubergénge in
starker verzweigten Netzwerken geringe weitere Verbesserungen zu erzielen sind. Fir
eine bessere Vorausberechnung wird in der Regel die Erfahrung des Motorherstellers
benotigt.

Der Einsatz des Beobachters wirkt sich vorteilhaft auf die Giitekriterien aus. Diese
konnen deutlich verbessert werden und sind, bis auf die Félle bei denen der Fehler
der Laufertemperaturschéitzung hoch ist, mit dem identifizierten 9-Korper-Modell ver-

gleichbar oder sogar besser.
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Abb. 8.16.: Vergleich der quadratischen Giitekriterien (RMSE) thermischer Modelle mit berechneten
Parametern (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. 8.17.: Vergleich der maximalen Glitekriterien thermischer Modelle mit berechneten Parametern
(Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. 8.18.: Vergleich der quadratischen Gitekriterien (RMSE) thermischer Modelle mit berechneten
Parametern (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. 8.19.: Vergleich der maximalen Glitekriterien thermischer Modelle mit berechneten Parametern
(Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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8.3. Untersuchung des thermischen Beobachters im
Fehlerfall

Fir die im Abschnitt 8.2 untersuchten Betriebsfille wird gezeigt, dass der Beobach-
tereinsatz hinsichtlich der Verbesserung der Temperatursimulation nur begrenzt vor-
teilhaft ist. Bei den identifizierten thermischen Modellen, die das Temperaturverhalten
der Maschine in hoher Qualitit berechnen kénnen, ist der Beobachtungsfehler an der
Vergleichsstelle zu klein um die Temperaturberechnung wesentlich zu verbessern.

Wenn Fehler im Kiihlsystem oder im elektrischen System auftreten, kénnen die Ab-
weichungen zu den im Modell berechneten Temperaturen durch veranderte Kiithlmit-
telstromungen bzw. Verluste grofler werden. Eine weitere Fehlerquelle betrifft die An-
nahme der Starttemperatur. Liegt eine lingere Betriebszeit der Maschine vor und wird
diese nicht beachtet, weil das System z.B. nach einem Fehler im Antrieb neu gestartet
wird, dann kénnen auch hier hohe Abweichungen auftreten. Ein Beobachtereinsatz zum
schnellen Anpassen der Modelltemperaturen an die Temperaturen in der Maschine ist
dann notwendig. Im Folgenden werden zwei Fehlerquellen hinsichtlich der Verbesse-

rungsmoglichkeiten durch den Beobachtereinsatz betrachtet.

8.3.1. Betrieb mit verstopftem Liifter

Die Gehausekiihlung bei aulenbeliifteten Maschinen wird mafigeblich von der Luftge-
schwindigkeit beeinflusst. Durch Staub, sich langsam zusetzende Kanéle, Liifterschiaden
oder durch Verstopfung der Ansauglocher verringern sich die Luftgeschwindigkeiten
und damit verringert sich die Wéarmeabfuhr der Maschine. Dadurch erhohen sich die
Temperaturen des gesamten Motors. Fiir den Versuch wurden am Motor 2 die Off-
nungen des Liifterdeckels abgeklebt und die Maschine bei Bemessungslast kurzzeitig
betrieben. Die Abb. 8.20 und 8.21 zeigen, dass die Auswirkung der reduzierten Liifter-
leistung erst nach etwa 10 min verstarkt auftritt, wenn die Gehausetemperatur steigt.
Die Verbesserung der Temperaturberechnung durch einen Beobachtereingriff funktio-
niert, wie in Abb. 8.22 und 8.23 zu sehen, am besten mit den Beobachtern mit Riickfiih-
rung der Stidnderwicklungstemperatur. Die Sténderwicklung ist unter viel direkterem
Einfluss zur Gehausetemperatur als die Lauferwicklung. Durch den hoéheren thermi-
schen Widerstand tiber den Luftspalt bis zum Gehause, wirkt sich die verminderte
Kiihlung erst spéter auf den Laufer aus. Die Moglichkeiten des Beobachters auf Basis
der Laufertemperaturschéitzung sind deshalb begrenzt. Die in Abb. 8.23 dargestellten
maximalen Abweichungen zwischen berechneten Modelltemperaturen und gemessenen
Werten zeigen, dass das 9-Korper-Modell mit Beobachter auf Basis des Schatzwertes
der Laufertemperatur die steigenden Temperaturdifferenzen bei Maximal- und Stander-

wicklungstemperatur nur leicht korrigieren kann. Die Laufertemperatur wird dagegen
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Abb. 8.20.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Kurz-
zeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5 kW ASM SL)
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Abb. 8.21.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei
Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. 8.23.: Vergleich der maximalen Giitekriterien verschiedener thermischer Modelle/Beobachter
bei Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)

* In den ersten 10 Minuten ist die Abweichung etwas héher, da der verédnderliche Ubergangswiderstand
an den Schleifringen nach langerem Stillstand den Fehler der Laufertemperaturschiatzung beeinflusst.

gut korrigiert. Der Storgrofienbeobachter und der kombinierte Storgréflenbeobachter
mit Sensor in der Sténderwicklung kénnen diesen Fehlerfall insgesamt besser korrigie-
ren. Die Zeitverldufe der verschiedenen Beobachter fiir diesen Fehlerfall befinden sich
in Abb. A.17 bis A.22 im Anhang.

Die Auslegung des Beobachters kann auf einen speziellen Fehlerfall erfolgen. Allerdings
kann der Beobachter dann bei Fehlern mit entgegengesetzten Wéarmestromen die Tem-
peraturabweichungen in der Maschine sogar verstéirken. Der vorgeschlagene Beobachter
mit zwei Vergleichsstellen ist deshalb deutlich robuster im Betrieb. Betrachtet man die
Beobachterkorrektur als eine Korrekturleistung fiir die einzelnen Korper des Modells,
so lésst sich der Ort des Fehlers bei mehreren Vergleichsstellen eingrenzen. Der Fehler
liegt an dem Korper, wo die Summe der gedachten Korrekturleistung der Beobachter-
riickfithrungen am grofiten ist. Fiir den StorgroBenbeobachter kann des Weiteren auch

die geschétzte Umgebungstemperatur als Mafl zur Fehlererkennung benutzt werden.

8.3.2. Betrieb mit fehlerhaften Startwerten

Fiir diesen Betriebsfall wird der Versuch zum ununterbrochenen periodischen Betrieb

S6 verwendet und wéhrend des Betriebes die thermische Berechnung neu gestartet.
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Die Abweichungen zwischen Maschinentemperatur und angenommener Starttempera-
tur liegen fiir die Wicklungen zwischen 75-95 K. Die Abb. 8.24 und 8.25 zeigen die
Annédherung zwischen simulierten und gemessenen Temperaturen mit zunehmender
Zeit. Die Temperaturdifferenzen sinken sehr langsam. Eine Ubereinstimmung der zu-
sammengehorigen Temperaturen findet in dem gewahlten Abschnitt nicht statt.

Die Riickfiihrung eines Vergleichswertes ist fiir die schnelle Ubereinstimmung der Mo-
delltemperaturen mit den Temperaturen des Motors in diesem Fehlerfall erforderlich.
Der Verlauf der Modelltemperaturen mit Beobachter ist Abb. A.23 bis A.28 im Anhang
zu entnehmen. Die Riickfiithrung des Schatzwertes der Lauferwicklungstemperatur be-
wirkt ein schnelles Angleichen der Temperaturen im Léaufer. Die Stdndertemperaturen
werden nur leicht korrigiert und néhern sich langsam den realen Werten an. Durch
den grofleren Fehler der Laufertemperaturschéitzung im Teillastbetrieb nimmt auch die
Abweichung des Beobachters in diesen Phasen zu. Der Storgrofienbeobachter auf Basis
des Sensors in der Stinderwicklung gleicht die Temperaturen im Sténder sehr schnell
an, braucht aber durch den dann nur noch kleinen Beobachtungsfehler lange, um die
Laufertemperatur anzupassen.

Den vorteilhaften Einsatz von Beobachtern zeigen auch die Werte der Tab. 8.4, mit den
dort dargestellten Temperaturdifferenzen zwischen berechneten Modelltemperaturen
und gemessenen Werten 1 min bzw. 5 min nach Start der thermischen Berechnung mit
falschen Startwerten. Wahrend sich die Temperaturen im Modell ohne Riickfiihrung
nur sehr langsam den gemessenen Werten nédhern, kann dies mit den Beobachtern viel
schneller erfolgen. Der kombinierte Storgroenbeobachter mit den zwei Vergleichsstellen

kann hier eine deutliche schnellere Anpassung aller Maschinentemperaturen bewirken.

Tab. 8.4.: Temperaturdifferenz zwischen gemessenen und simulierten Werten nach 1min und nach
5min bei S6 mit falschen Startwerten

A191rnax A791:{1 AﬁRQ
Modell / Temperatur Imin | Dmin | 1min | Dmin | 1min | Smin
9-K-M 618K | 447K | 56,bK | 41, 1K | 59,1K | 54,3 K

9-K-M-Upo-Beobachter | 102K | 158K | 36,8K | 19,1 | 0,7K | 02K
9-K-M-¥r;-Beobachter 37K | 26K | 15K | 1,8K | 473K | 37,0K
9-K-M-9g1-vre-Beobachter | 3,6 K | 36K | 0,1K | 14K | 03K | 0,12K

Die ziigige Anpassung der Maschinentemperaturen tiber dem gesamten betrachteten
Zeitabschnitt funktioniert durch einen Beobachtereingriff, wie auch in Abb. 8.26 zu
sehen, am besten mit dem kombinierten StorgrofSenbeobachter. Die Giitekriterien sind
dort am geringsten und damit am besten. Der einzelne Beobachter auf Basis der
Stander- bzw. Laufertemperatur bewirkt ebenfalls eine Verbesserung bei allen Maschi-
nentemperaturen. Eine schnelle Anpassung findet aber nur lokal um die Vergleichsstelle

statt. Uber die Beobachtereinstellung kann dies zum Teil beeinflusst werden. Ein nied-
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Abb. 8.24.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei S6-
Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. 8.25.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei S6-
Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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riger Exponent ay, bei der Beobachterauslegung ist fiir diesen Fehlerfall vorteilhaft, s.
[Gelke u. a., 2019]. Die Anpassung der Modelltemperaturen geschieht dann nicht nur
lokal um die Vergleichsstelle, sondern alle Modelltemperaturen werden in Richtung der
Vergleichstemperatur korrigiert. Des Weiteren ist es giinstig, wenn sich die Vergleichs-
stelle in der Nahe der maximalen Maschinentemperatur befindet, da bei der gewéhlten
Beobachterauslegung keine Modelltemperatur iiber die Temperatur an der Vergleichs-
stelle hinaus korrigiert wird. Dies ist auch der Grund, weshalb die Abweichungen im
Laufer beim Beobachter mit Riickfithrung der niedrigeren Stdnderwicklungstemperatur
hoher sind als die Abweichungen im Stander bei Riickfithrung der Lauferwicklungstem-

peratur.

J2(19 ) JZ(ﬂRI) JZ(’&R2)

max
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e
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Abb. 8.26.: Vergleich der quadratischen Giitekriterien verschiedener thermischer Beobachter bei S6-
Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)

8.4. Untersuchung der Abschaltzeitprognose

8.4.1. Uberwachung von Temperaturgrenzen

Das Verfahren zur Abschaltzeitprognose, dass im Abschnitt 6.6 beschrieben ist, wird
zeitdiskret mit der Abtastperiode T' = 60s fiir das 9-Koérper-Modell von Motor 2 an-
gewendet. Fiir 35 Berechnungsschritte werden mit der gewahlten Abtastperiode die
nachsten 35 min tiberwacht. Ausgehend von der aktuellen Belastung wird der Zeitpunkt
einer moglichen Uberschreitung der fiktiv gewéihlten Temperaturgrenze von 115 °C be-
rechnet. Uber eine lineare Interpolation wird der Zeitpunkt des Erreichens der Grenze
mit einer hoheren Auflésung als der Abtastperiode ermittelt.

Fiir den Dauerbetriebsfall des Schleifringlaufers (s. Abb. 8.27) findet die mit den Sen-
soren gemessene Uberschreitung der Grenze 56 min 31s nach Start des Versuches statt.
Der verantwortliche Hotspot fiir die Uberschreitung der Temperaturgrenze liegt im
Wickelkopf der Sténderwicklung. Die Abschaltzeitprognose auf Basis des validierten
9-Korper-Modells kann das Erreichen der Temperaturgrenze zuverlassig mit einem
Fehler von unter 1 min vorhersagen, sieche Abb. 8.28. Die Verwendung der Korrektur

der Beobachter nach Gl. 6.16 als zusatzliche Verluste fiir die Prognose bei vorhande-
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ner Beobachterrtuckfithrung fithrt zu einer deutlich erhéhten Streuung der Vorhersage.
Dies erfolgt, da auch kleine Mess- und Modellfehler zu hohen Korrekturen am Be-
obachter fiithren. Bei Riickfithrung der Standerwicklungstemperatur (9-K-M-9g;-Beo
und 9-K-M-g;-re-Beo) kann das Erreichen der Grenztemperatur ab etwa 10 min vor
der Grenzwertiiberschreitung ebenfalls mit einem Fehler von unter 1 min vorhergesagt
werden. Die Riickfihrung der Lauferwicklungstemperatur (9-K-M-9ga-Beo) erhéht den
Fehler der Abschaltzeitprognose leicht. Eine Verbesserung der Vorhersage ist bei diesem
Betriebsfall durch die Verwendung der Beobachter nicht moglich.

Beim Fehlerfall mit verstopftem Liifter wird die Grenztemperatur im Wickelkopf der
Standerwicklung bereits nach 32min 11s tiberschritten, s. Abb. 8.29. Die auf dem 9-
Korper-Modell basierende Abschaltzeitprognose berechnet zu diesem Zeitpunkt noch
15 min verbleibende Zeit bis zum Erreichen der Grenztemperatur. Im Unterabschnitt
8.3.1 wird gezeigt, dass fiir diesen Fehlerfall die Riickfithrung der Standerwicklungstem-
peratur im thermischen Beobachter vorteilhaft ist. Wird diese Beobachterriickfithrung
zur Verbesserung der Abschaltzeitprognose verwendet (9-K-M-0g;-Beo und 9-K-M-
Ur1-Uro-Beo), dann kann die drohende Grenzwertiiberschreitung bereits tiber 20 min
vor dem Ereignis festgestellt werden und 15 min vor Erreichen mit einem Fehler von
unter 1 min30s vorhergesagt werden (s. Abb. 8.30). Bei ausschlielicher Riickfithrung
der Lauferwicklungstemperatur (9-K-M-9gro-Beo) kann der Vorhersagefehler nur leicht
verringert werden, da die Wirkung des Fehlers nur stark verzogert Auswirkungen auf
die Lauferwicklungstemperatur hat.

Die hier vorgestellte Abschaltzeitprognose kann somit Grenzwertiiberschreitungen auch
im Fehlerfall frithzeitig erkennen, wodurch das System aktiv im Motorschutz einsetzbar

ist. Abschaltungen koénnen dann durch gezieltes Gegensteuern vermieden werden.

8.4.2. Uberwachung eines Puffers zur Temperaturgrenze

Néhern sich die Maschinentemperaturen nur langsam der gewahlten Temperaturgren-
ze an, dann erhoht sich der Fehler der Abschaltzeitprognose und bei entsprechenden
Modellfehlern kann unter Umstanden gar keine Grenzwertiiberschreitung festgestellt
werden. Liegen die aktuellen Maschinentemperaturen stationar leicht unterhalb der
Grenztemperatur, dann erfolgt durch die Abschaltzeitprognose keine Warnung, obwohl
eine Belastungserhohung zu einer kurzzeitigen Grenzwertiiberschreitung fithren kann.
Ein entsprechender Puffer ist deshalb notig.

Die Auslegung des Puffers erfolgt giinstig tiber die Definition einer Zeit bis zum Errei-
chen der definierten Grenztemperatur bei Maximalbelastung. Deshalb wird eine zweite
Abschaltzeitprognose parallel mit den Verlusten bei maximaler Belastung berechnet.
Die Abb. 8.31 zeigt die Abschaltzeitprognose fiir maximale Belastung mit 150 % des

Bemessungsmomentes wéihrend des Dauerbetriebsfalles (s. Abb. A.9) und der Tem-
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Abb. 8.31.: Pufferzeit bis zur Grenzwertiiberschreitung bei Belastungserhohung auf 150 %

peraturgrenze von 145 °C, welche in dem Versuch mit Bemessungslast nicht erreicht
wird. Die Prognose zeigt, dass bei einer moglichen Erhohung der Belastung in den
ersten 7bmin die Grenztemperatur zuerst in der Standerwicklung tiberschritten wird.
Wenn die Maschine schon erwérmt ist, dann wird die Grenztemperatur zuerst in der
Lauferwicklung erreicht. Wihrend ein kurzzeitiges Uberlasten in den ersten Minuten
des Versuchs fiir 15 min unkritisch ist, bleiben am Ende keine 40s bis eine Grenzwert-
iiberschreitung in der Lauferwicklung droht, bzw. nur 100s fiir die Stdnderwicklung.
Die Abschaltzeitprognose fiir Maximallast lasst sich nutzen, um statt eines Tempe-
raturpuffers einen Zeitpuffer bis zum Erreichen der Grenztemperatur zu definieren.
Zur Vermeidung der Uberschreitung der Grenztemperatur wird dann kein fester Tem-
peraturabstand vorgeschrieben, ab dem Motorleistung gedrosselt wird, sondern eine
Zeit die verbleiben soll. In dieser Zeit soll selbst unter Maximallast kein Uberschreiten
der Grenztemperatur erfolgen. Ein abruptes Drosseln der Motorleistung kann damit
vermieden werden. Das Erwarmungsverhalten der Maschine wird dadurch bei der Aus-

legung des Puffers berticksichtigt.
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9. Zusammenfassung und Ausblick

Durch die Kenntnis der Temperaturen in der Asynchronmaschine wahrend des Betrie-
bes kann der Motor vor unzulassiger Erwarmung geschiitzt werden. Des Weiteren kon-
nen die auftretenden Wicklungsverluste fiir eine wirkungsgradoptimale Ansteuerung
genauer ermittelt werden. In dieser Arbeit wird ein System vorgestellt, das die Tem-
peraturen zuverldssig und sensorarm berechnet und dabei leicht auf andere Motoren
iibertragbar ist.

Basis ist ein thermisches 9-Koérper-Modell fiir aulenbeliiftete Asynchronmaschinen, das
die Temperaturverldufe wesentlicher Maschinenteile abbilden kann und parallel zur
Maschine berechnet wird. Die mit dem Modell ermittelten mittleren Wicklungstem-
peraturen konnen zur Verbesserung der Regelung und zur Wirkungsgradoptimierung
genutzt werden. Die berechnete Maximaltemperatur der Maschine kann zur Uberwa-
chung thermischer Grenzen verwendet werden. Das vorgeschlagene Modell kann die
Erwarmungsverldaufe zufriedenstellend abbilden, insbesondere wenn grofiere Tempera-
turdifferenzen innerhalb der Wicklungen der Maschine auftreten und wenn das Erfassen
der Maximaltemperatur wichtig ist. Das 9-Korper-Modell wird mit thermischen Model-
len niedriger und hoherer Korperzahl verglichen. Bei Motoren mit kleinen Temperatur-
differenzen innerhalb der Wicklung ist eine Modellreduktion moglich. Die Verwendung
von Modellen mit einer hoheren Korperzahl bringt fiir die betrachteten Betriebsfélle
und Motoren nur geringe Vorteile.

Die erste Parametrierung des Modells erfolgt auf Basis der Abmessungen und der Mate-
rialdaten. Der vorgestellte Identifikationsalgorithmus verbessert dann die Ubereinstim-
mung der Temperaturverlaufe. Dabei werden die Parameter bei der Identifikation so
angepasst, dass sich stationir unter Bemessungslast eine maximale Ubereinstimmung
ergibt und gleichzeitig dynamische Warmeiibergénge optimal abgebildet werden. Zur
Identifikation wird nicht an jedem Maschinenteil eine kontinuierliche Temperaturer-
fassung benoétigt. Fiir die zugrunde liegenden Verluste wird ein aus den bekannten
Maschinenversuchen parametriertes Verlustleistungsmodell verwendet. Die maximalen
Abweichungen zwischen simulierten und gemessenen Temperaturen liegen bei Motor 1
unter 7,4 K und bei Motor 2 unter 5,2K fiir alle betrachteten Betriebsfille und Tem-
peraturen bei Verwendung der vorgeschlagenen Parametrierung.

Damit Fehler im thermischen Modell oder der Verlustleistungsberechnung korrigiert
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werden konnen, wird ein thermischer Beobachter vorgeschlagen, der mit zwei Parame-
tern eingestellt wird. Der Beobachterentwurf zeichnet sich durch eine tibersichtliche
Einstellung und eine leichte Ubertragbarkeit auf andere Maschinen sowie andere Po-
sitionierungen von Sensoren aus. Die Korrektur findet dabei vorranging an der Ver-
gleichsstelle und an mit dieser thermisch gut gekoppelten Bereichen statt. Schlecht
beobachtbare Bereiche werden entsprechend nicht korrigiert. Die Lokalitiat des Beob-
achtereingriffes ist einstellbar.

Der vorgestellte Schétzer der Lauferwicklungstemperatur besitzt ein erweitertes Ein-
satzgebiet und kann diese im gesamten Drehzahlbereich bis in den Teillastbetrieb mit
einem Fehler von £10 K schatzen. Die Genauigkeit steigt mit der abgegebenen Leis-
tung und ist so bei thermisch kritischen Belastungen hoher. Der Schétzer ersetzt einen
Temperatursensor mit Telemetriesystem in den rotierenden Teilen des Motors.

Das Konzept zur thermischen Maschineniiberwachung basiert auf dem vorgeschlagenen
thermischen Modell, das durch einen Temperatursensor in der Stdnderwicklung und
den Schétzer der Lauferwicklungstemperatur zum Beobachter mit zwei Vergleichsstel-
len erweitert wird. Die Umgebungstemperatur wird dabei iiber einen Storgréfenansatz
geschitzt. Es wird nur ein Temperatursensor fiir die thermische Uberwachung der ge-
samten Maschine benétigt. Die thermischen Verldufe werden mit dem Beobachter auch
bei unterschiedlichen Fehlerfillen weiterhin sehr gut berechnet. Ein Vergleich mit an-
deren Beobachterkonstellationen findet statt.

Das drohende Erreichen festgelegter Temperaturgrenzen kann mit der vorgeschlagenen
Abschaltzeitprognose frithzeitig erkannt werden. Fehler in der Warmeiibertragung, z. B.
durch verstopfte Liifter, konnen durch Integration der Beobachterriickfiihrung in die
Abschaltzeitprognose berticksichtigt werden.

Das Verfahren wird an zwei Asynchronmaschinen mit 5,5 kW und 7,5 kW unter jeweils
vier Betriebsféllen und zwei Fehlerfallen getestet. Es ist grundsétzlich auf andere Moto-
ren sowie bis auf den Temperaturschatzer im Laufer auch auf andere Motorenkonzepte

iibertragbar.

Weiterfiihrende Fragestellungen:

Die vorgeschlagene Identifikation der Parameter der thermischen Modelle basiert auf
zwei Belastungsversuchen. Ob die Parametrierung auch mit weniger Versuchen und
reduzierter Instrumentierung ohne die Erhohung der Modellfehler moglich ist, konnen
weitergehende Untersuchungen zeigen.

Die Berticksichtigung der Eisen- und der Zusatzverluste in dem verwendeten Schétzer
der Lauferwicklungstemperatur verbessert das Schétzergebnis. Weitere Verbesserungen
sind bei Verwendung eines verfeinerten Verlustleistungsmodells denkbar, bei dem die

frequenz- und sattigungsabhéngigen Einfliilsse auf die lastabhangigen Zusatzverluste
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fiir umrichtergespeiste Motoren beachtet werden. Fiir netzgespeiste Antriebe sollte die
Stromverdriangung im Temperaturschatzer integriert werden, damit bei Netzanlauf und
insbesondere bei blockiertem Laufer belastbare Temperaturwerte zur Verfiigung stehen.
Uber die Auswertung von nutungsharmonischen Oberwellen kann die Drehzahl netz-
gespeist auch ohne Drehzahlsensor ermittelt werden. Bei Erweiterung dieser Verfahren
auf den gesamten Drehzahlbereich umrichtergespeister Antriebe kann der vorgeschla-
gene Temperaturschatzer der Lauferwicklungstemperatur und damit auch das gesamte
Motorschutzsystem ohne Drehzahlsensor arbeiten.

Die Beobachterauslegung léasst sich auch auf FEM-Modelle tibertragen. Steht zukiinftig
geniigend Rechenleistung fiir die thermische Uberwachung elektrischer Maschinen zur
Verfiigung, dann kann mit dem physikalisch interpretierbaren Beobachter eine anwend-
erfreundlichere Visualisierung der Temperaturverlaufe und der Beobachterriickfithrung

wahrend des Betriebes erfolgen.
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A.1. Verwendete Motoren

Motor 1 - VEM KR 132 1/4

Die Asynchronmaschine mit Kurzschlusslaufer von VEM wurde nachtréglich mit Tem-

peratursensoren instrumentiert.

Tab. A.1.: Daten Motor 1

| VEM KR 132 1/4
P, 5,5 kW n, 1440 min™ M, 36,5Nm
Ju 0,021 kgm?

U, 220/380V L, 205/12A  fi, 50Hz

P 2 cosp 0,836
Riss  0,762Q Ryos 05720 Xy 39,580
Rr. 5919 X, 2,030 X, 2030Q

Motor 2 - VEM SMR 132 L4

Die Asynchronmaschine mit Schleifringlaufer von VEM wurde nachtraglich mit Tem-

peratursensoren instrumentiert und neu gewickelt.

Tab. A.2.: Daten Motor 2

| VEM SMR 132 L4
P, 7,5 kW Ny 1425 min™! M, 50,3Nm
Juo 0,0594 kgm?

U 214/370V I, 31,5/182A fin  50Hz
D 2 cosp 0,79
Riss 05480 Ryps 0,468 Xy 21,23Q

Rpe 597 Q) X, 1,169 X, 165Q
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A.2. Priifstandstechnik

Tab. A.3.: Daten verwendete Priifsstandtechnik

’ Betriebsmittel \ Hersteller \ Typ Eigenschaften ‘
Messwelle Lorenz DR-2554 +100Nm 0,05 %
Messtechnik
GmbH
Drehzahlerfassung Baumer MIR 10 1000 Impulse
Motor 1
Drehzahlerfassung Hengstler RI76TD/10000AH- 10000
Motor 2 GmbH 1IN38KF Inkremente
Drehzahlerfassung Dr. Johannes ERN 620.K003 5000 Inkremente
Belastungsma- Heidenhein
schine GmbH
Stromerfassung LEM LAH 25-NP 1:1000
0,3 %
Spannungs- Analog Devices  AD652KP Spannungs-
erfassung Frequenzwandler
Temperatur- Maxim MAX31855K +2K
erfassung Integrated fiur Typ K
Maxim MAX31865 fiir +0,5 K
Integrated PT100
Belastungs- VEM K10R 132 M4 P, =11kW
maschine M, =72,4Nm
Umrichter Emerson - Unidrive SP - Iax =35 A
Control SP 3401
Techniques
Prozessrechner dSPACE GmbH  PowerPC 750 GX 1 GHz
Eingabekarten dSPACE GmbH  DS2002 32 ADC
Xilinx Spartan 3 FPGA

XC35400
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A.3. Zuordnung der Temperatursensoren

Beschreibung der Position der Temperatursensoren an Motor 1

Tab. A.4.: Temperatursensoren im Stédnder von Motor 1 an Box 1

Bez. Typ | Position
S1 PT100 | WK A-Seite (Nut 36)
g9 PT100 | WK A-Seite (Nut 9/10)
93 PT100 | Eingang Nut 4 A-Seite
S4 PT100 | Eingang Nut 16 A-Seite
S5 PT100 | Riicken BP Nut 6 A-Seite
S6 PT100 | Riicken BP Nut 18/19 A-Seite
S7 PT100 | Gehdusebohrung
S8 PT100 | Riicken BP Nut 6 B-Seite
S9 PT100 | Eingang Nut 21 B-Seite
S10 PT100 | Eingang Nut 6 B-Seite
S11 PT100 | WK B-Seite (Nut 15)
S12 PT100 | WK B-Seite (Nut 26)
S13 PT100 | Umgebungsluft
S14 Typ K | Kiithlmittel am Ende der Maschine
S16 Typ K | Kiihlmittel vor Lifter
Tab. A.5.: Temperatursensoren im Laufer von Motor 1 an Box 4

Bez. | Typ

Position

L1 Typ K | Stab in Laufernut B-Seite

L2 Typ K | Kurzschlussring B-Seite
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Beschreibung der Position der Temperatursensoren an Motor 2

Tab. A.6.: Temperatursensoren im Stéanders von Motor 2 an Box 1

Bez. Typ | Position

S1 PT100 | Mitte Nut 11

S92 PT100 | Mitte Nut 17

S3 PT100 | Mitte Nut 23

S4 PT100 | Eingang Nut 29 A-Seite

S5 PT100 | Eingang Nut 29 B-Seite

S6 PT100 | Blechpaket Zahn oben (N28/29) A-Seite
S7 PT100 | Blechpaket Nutgrundrund (N28/29) A-Seite
S8 PT100 | Blechpaket Zahn oben (N28/29) B-Seite
S9 PT100 | Blechpaket Nutgrund (N28/29) B-Seite
S10 PT100 | Wickelkopf bei Nut 35 A-Seite

S11 PT100 | Wickelkopf bei Nut 35 B-Seite

S12 PT100 | Blechpaketriicken / Gehduse

S13 PT100 | Umgebungsluft

S14 Typ K | Kiihlmittel am Ende der Maschine

S16 Typ K | Kiihlmittel vor Lifter
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Tab. A.7.: Temperatursensoren im Laufers von Motor 2 an Box 2

Bez. | Typ Position

L1 PT100 | Mitte Nut 9

L2 PT100 | Mitte Nut 13

L3 PT100 | Mitte Nut 17

L4 PT100 | Eingang Nut 1 A-Seite

L5 PT100 | Eingang Nut 1 B-Seite

L6 PT100 | Blechpaket Zahn oben (N24/1) A-Seite
L7 PT100 | Blechpaket Nutgrundrund (N24/1) A-Seite
L8 PT100 | Blechpaket Zahn oben (N24/1) B-Seite
L9 PT100 | Blechpaket Nutgrund (N24/1) B-Seite
L10 PT100 | Wickelkopf bei Nut 21 A-Seite

L11 PT100 | Wickelkopf bei Nut 21 B-Seite

L12 | PT100 | Bohrung / Welle

L13 Typ K | Mitte Nut 5 - defekt
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A.4. Verwendete Materialwerte

Tab. A.8.: Verwendete Materialdaten zur thermischen Berechnung

spez. Warmekap. Dichte spez. Leitfahigkeit
Werkstoff

Zeichen k\g% Zeichen % Zeichen %
Aluminium CAl 920 DAL 2700 AAL 220
Blechpaket langs ABPI 26

CBP 462 PBP 7700

Blechpaket quer ABPq 4
Stahl CFe 490 PFe 7850 AFe 35
Kupfer CCu 385 PCu 8920 ACu 380
Luft bei 30 OC, 1 bar CpL20 1007 PL20 1,1885 )\Lu 0,026
Luft bei 80°C, 1bar CpL8O 1010 PL8O 0,9862 ALu 0,030
Wasser bei 20 °C CH20 4182 PH20 997 AH20 0,598
Gufeisen CFeG 450 PFeG 7500 AFeC 62
Glimmer cql 1000 PG1 1400 Aal 0,18
Lack ClLa 1700 PLa 1400 ALa 0,3
Papierisolation CPap 1000 PPap 700 APap 0,14
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A.5. Berechnung der zusammengefassten

Warmeleitwerte

A.5.1. Berechnung der 11 Warmeleitwerte des 9-Korper-Modells
mit den Leitwerten nach Abschitt 5.3

1
Gia =
1 1 1
- -
Gnocuns + Grecune Gepazns  GBP2Zrad
1
Gia =
1 1
+
GBpP2z rad GBP-Luft
1
Gig =
1 1
ta
GBpr2-Luft Wk GBP2 ax GWelle-Lutt WK GW ax Geh-Luft WK
GBpr2ax + GBP2Lut WK Gwelle-Luft WK + Gw ax
Gz = 2GN2cu-WK2ax
1
Gss =
1 1 1
+ -
Gwk2cuRand  Gwk2Lut Wk GGeh-Luft WK
1
Gur =
1 1
_|_
GBPIZ rad G(BP-Luft
G5,6 = 2CTYNlCu—VVKlaX
1
Gsr; =
1 1 1
+ -
Gnicuns + Gricung  GBpizNns  GBP1Zrad
1
Ges =
1 1 1
+ +
GWKlCu-Rand G(VVK1-Luft WK GGeh—Luft WK
1
Grg =
1 1 1
- -
2Gpriax  2GBPiLut Wk GGeh-Luft WK
1
+
1 1 1
+ +

GBPlR-N rad GGeh-BPlR rad GBPl-Geh
GS,Q = GGeh—Luft
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A.5.2. Berechnung der 33 Leitwerte des 18-Korper-Modells mit
den Leitwerten nach Abschitt 5.3

1
Gia =
1 1
+
GW rad GW—BPQ rad
1
Guis = 1 1 1
- +
GW ax GWelle—Luft WKB GGeh—Luft WKB
1
Cuis = 1 1 1
- -
GW ax GWelle—Luft WKA GGeh—Luft WKA
1
Cas = 1 1
+
GBP2R-N rad GBPZZ rad
1
Gas = 1 1
+
GBPQR—N rad GNQCH—NG
1
G(2,13 = 1 1 1
+ -
GBP2R ax GBP2R—Luft WK GGeh—Luft WKB
1
Gaas = 1 1 1
+
GBPQR ax GBP2R-Luft WK GGeh-Luft WKA
1
Gas = 1 1
+
GNQCu—NS GBPQZ—NS
1
Cots = — 1 1
- -
GBP2Z ax GBP2Z—Luft WK GGeh—Luft WKB
1
Cors = 1 1 1
+ +
GBPQZ ax GBPQZ-Luft WK GGeh-Luft WKA
1
Gs7 = h h
+

GBpazrad  GBP-Luft
Gis = GN2cu-WK2axB
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1
Giiz =
1 1 1
+ +
Gwk2cuRandB  Gwk2-Lut WkB  G'Geh-Luft WKB
Gs6 = GN2cu-WK2axA
1
Geis =
1 1 1
+ +
Gwkacu-RandA  Gwk2Lut WKA  GGeh-Luft WKA
1
Grii =
1 1
+
GBPlZ rad GBP—Luft
Gso9 = GN1CW-WK1axB
1
Ggi13 =
1 1 1
+ +
GwkicuRandB  Gwki-Lut WKkB  GGeh-Luft WKB
Go10 = GNICu-WK1axA
1
Gou1 =
1 1
+
Gnicuns  GBpiznNs
1
Gor2 =
1 1
+
GBPlR—Nrad GNlCu—NG
1
G5 =
1 1 1
+ +
GwikicuRandd  GwKi-Lut WKA G Geh-Luft WKA
1
G2 =
1 1
+
GBPIR—N rad GBPIZ rad
1
Gz =
1 1 1
+ +
GBprizax  GBP1ZLut WK G Geh-Luft WKB
1
Guis =
1 1 1
+ +

GBPIZ ax GBPIZ—Luft WK GGeh—Luft WKA
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1
Gigiz =
1 1 1
+ +
GBPIR ax GBPlR—Luft WK GGeh—Luft WKB
1
G214 =
1 1
_|_
GGeh—BPerad G(BPl-Geh
1
Giais =
1 1 1
+ +
GBPIR ax GBPIR—Luft WK GGeh—Luft WKA
G13,14 = GGehaxB
Gi316 = GaehB-Luft
G14,15 = GGehaXA
G14,17 = GGehBP—Luft

G15,18 = GGeh A-Luft
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A.6. Ausgewahlte Temperaturverlaufe
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Abb. A.1.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Bemes-
sungslast S1 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. A.2.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Be-
messungslast S1 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. A.3.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Aussetz-
betrieb S3 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. A.4.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Modell (identifiziert) bei Aus-
setzbetrieb S3 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)



A.6. Ausgewahlte Temperaturverldufe 169

140 A A—A

A 2\ ut\ 3 N
\ R\ R\ A\ N\ A\ \‘
120 A A

° AN IAAAAAAN

VVIVAAAR A AR RS

£ —

- g |

ﬁmax9-K-M
___ﬂMax
___ﬂRl
___19R2
20
0 0,5 1 1,5 2 2,5

Zeitt/h

Abb. A.5.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei ununter-
brochenem periodischen Betrieb S6 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. A.6.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Modell (identifiziert) bei un-
unterbrochenem periodischen Betrieb S6 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)
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Abb. A.7.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei ununter-
brochenem periodischen Betrieb S8 (Motor 1 - 5,5kW ASM KL)

100
AN ""\g /’\*.
90 ’ P \-v'."‘ ’
VA Y ANONUN
R //\/\/'\/\/\
80 ,\‘-J’,“ \Il
!
. , \/\/\
%) 70 IV . “.I/\/\
~
s 7 y~
> R
5
7 PRl d T2 o g fS oA
2 60 ’ SRR e PSS
= R Jemasenmmaner Aﬁ
ot ’ e g __/\/\__/_""
9] - ____/_/
g e /—/'
=
()
F

0 0,5 1 1,5 2 2,5 3 35 4
Zeitt/h

Abb. A.8.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Modell (identifiziert) bei un-
unterbrochenem periodischen Betrieb S8 (Motor 1 - 5,5 kW ASM KL)
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Abb. A.9.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Bemes-
sungslast S1 (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.10.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Be-
messungslast S1 (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.11.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei Aussetz-
betrieb S3 (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.12.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Modell (identifiziert) bei Aus-
setzbetrieb S3 (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.13.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei unun-
terbrochenem periodischen Betrieb S6 (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.14.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei un-
unterbrochenem periodischen Betrieb S6 (Motor 2 - 7,5 kW ASM SL)
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Abb. A.15.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei unun-

terbrochenem periodischen Betrieb S8 (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.16.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Korper-Modell (identifiziert) bei un-

unterbrochenem periodischen Betrieb S8 (Motor 2 - 7,5 kW ASM SL)
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Abb. A.17.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung des
Schétzwertes der Lauferwicklungstemperatur bei Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2

- 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.18.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung
des Schatzwertes der Lauferwicklungstemperatur bei Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Mo-

tor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.19.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Koérper-Beobachter mit Riickfithrung der
Stéanderwicklungstemperatur bei Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5 kW ASM

SL)
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Abb. A.20.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung
der Stdnderwicklungstemperatur bei Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5 kW

ASM SL)
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Abb. A.21.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Koérper-Beobachter mit Riickfithrung der
Standerwicklungstemperatur und Riickfithrung des Schétzwertes der Lauferwicklungstemperatur bei
Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.22.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung
der Standerwicklungstemperatur und Riickfiihrung des Schitzwertes der Lauferwicklungstemperatur
bei Kurzzeitbetrieb S2 mit verstopftem Liifter (Motor 2 - 7,5 kW ASM SL)
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Abb. A.23.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung des
Schitzwertes der Lauferwicklungstemperatur bei S6-Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5

kW ASM SL)
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Abb. A.24.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung
des Schétzwertes der Lauferwicklungstemperatur bei S6-Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 -

7,5kW ASM SL)
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Abb. A.25.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung der
Standerwicklungstemperatur bei S6-Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.26.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung
der Standerwicklungstemperatur bei S6-Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.27.: Vergleich gemessener Leitertemperaturen mit 9-Kérper-Beobachter mit Riickfithrung der
Stéanderwicklungstemperatur und Riickfithrung des Schétzwertes der Lauferwicklungstemperatur bei
S6-Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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Abb. A.28.: Vergleich gemessener Temperaturen im Eisen mit 9-Koérper-Beobachter mit Riickfithrung
der Standerwicklungstemperatur und Riickfiihrung des Schitzwertes der Lauferwicklungstemperatur
bei S6-Betrieb mit falschen Startwerten (Motor 2 - 7,5kW ASM SL)
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B. Nomenklatur

Abkiirzungen

A/D
ADC
ASM
ASM KL
ASM SL
BP

DSP
DSR
FEM
FOR
FPGA
FU

IGR
MKQ
MRAS
PT100
RMSE
WK

WKN

Analog / Digital
Analog-Digital-Umsetzer
Asynchronmaschine

Asynchronmaschine mit Kurzschlusslaufer
Asynchronmaschine mit Schleifringléaufer
Blechpaket

Digitaler Signalprozessor

Direkte Selbstregelung
Finite-Elemente-Methode
Feldorientierte Regelung

Field Programmable Gate Array
Frequenz Umrichter

Inkrementalgeber

Methode der kleinsten Fehlerquadrate

Model Reference Adaptive System

Platin Messwiderstand mit 100 2 Widerstand bei 0°C

Root Mean Square Error / Wurzel des mittleren quadratischen Fehlers

Wickelkopf

Wiérmequellennetz



182 B. Nomenklatur

x-K-M thermisches Modell mit der Anzahl von x betrachteten Knotenpunkten an

denen die Temperaturen simuliert werden

7K Zwischenkreis
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Dekorationen und Indizes

Re

Jm

T

X2

Tab,c

xa,/@

Ly

Realteil
Imaginérteil
Standergrofle
Laufergrofie
Stranggrofien

Komponenten des komplexen Raumzeigers des im standerbezogenen Koor-

dinatensystem

Komponenten des komplexen Raumzeigers des im verdrehten z-y-Koordinatensystem

komplexer Raumzeiger im stinderfesten a-3-Koordinatensystem
komplexer Raumzeiger im lauferfesten d-g-Koordinatensystem
komplexer Raumzeiger im verdrehten x-y-Koordinatensystem
konjugiert komplexer Raumzeiger

numerierte Groe mit Zahlindex i/k

Mittelwert iiber alle z;

Sollwert fir Grofle x

Schatzwert fiir Grofile « / mit Beobachter ermittelter Wert fiir Grofie «
Effektivwert

komplexe stationare Grofle, Betrag entspricht Effektivwert
GroBe der Antriebs- (A) oder Liifterseite (B)

Bemessungsgrofie

Nenngrofle

Grofle des Luftspaltfeldes

Grofle des Leitermaterials

Grofle des Elektroblechs
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X7 GroBle durch Zusatzverluste

Xeal berechnete Grofle deren Wert auf vorgegebenen Daten basiert

Xident identifizierte Grofle deren Wert durch ein Identifikationsverfahren ermittelt

x, X

wurde

Vektor, Matrix
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Formelzeichen

aos
a
A

AZu,L

Exponent zur Beschreibung der Zusatzverluste durch Umrichterspeisung
komplexer Drehoperator
Fléche

Faktor zur Beschreibung der Steigung der Zusatzverluste

Ap/ A1/ Agys/Agy Matrizen zur thermischen Berechnung

bx

mittlere Breite der Nut

By /B,,/Bys/Bs, Matrizen zur thermischen Berechnung

C

C

Cw

€abs

Carg

Ja
S

hn

spezifische Warmekapazitéit

Warmekapazitat

Warmekapazitatsstrom

Matrix der Warmekapazitaten

Matrix der Warmekapazitatsstrome

Durchmesser

Regelabweichung der Betrége der komplexen Raumzeiger
Regelabweichung der Phasenlage der komplexen Raumzeiger
Einheitsmatrix mit der Gréfie n x n
Bemessungsfrequenz im Stander

Frequenz der Standergrofien

Fehler

Wiérmeleitwert

Matrix der Warmetibergangsleitwerte zwischen den Korpern des therm. Mo-

dells
Hohe der Nut

Riickkopplungsvektor / -matrix
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? Strom

7 komplexer Stromraumzeiger

iy Raumzeiger des komplexen Magnetisierungsstromes

1 Strom, Effektivwert

I, Bemessungsstrangstrom

j imaginare Einheit

Jo quadtratisches Giitekriterium

Jnax Maximalkriterium

k materialspezifische Temperaturkonstante / lokaler Index
kn/ky/ke Faktoren zur Berechnung der Eisenverluste

kr1/kyo/ke3 Faktoren zur Berechnung der Reibungsverluste

[ Lange / lokaler Index

lFe Blechpaketlange

lwk mittlere Lange der Spulenkopfe

L Induktivitat

Ly Hauptinduktivitat

L, Streuinduktivitat

m Masse

M Drehmoment

M; inneres Drehmoment / Luftspaltmoment

My /My, Transformationsmatrizen zur thermischen Berechnung
n Drehzahl

Ng synchrone Drehzahl

ne/nfe Exponenten zur Beschreibung der Eisenverluste

Nutzahl
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Nink

Nu

p

P

Py

Pour/ Pous

PFe

PReib

Pr

Q1

R
Ry90/Ra20
Ry,

Ry,

Row

Re

Anzahl der Inkremente pro Umdrehung der Drehzahlgeber
NuBelt-Zahl

Polpaarzahl

Wirkleistung

aufgenommene elektrische Wirkleistung
Wicklungsverluste im Sténder / Laufer

Eisenverluste

Reibungsverluste

lastabhéangige Zusatzverluste

Zusatzverluste durch Umrichterspeisung

maximal auftretende Zusatzverluste durch Umrichterspeisung des betrach-

teten Systems

Vektor der Verlustleistungen

Prandtl-Zahl

elektrische Blindleistung

Warmestrom

Radius

ohmscher Widerstand

Strangwiderstand bei 20 °C des Standers / Laufers
Widerstand zur Beriicksichtigung der Eisenverluste
Ubergangswiderstand an den Schleifringen auf Sténder
Wicklungswiderstand des Léaufers auf Stander bezogen bei Schleifringlaufer
Reynolds-Zahl

Schlupf

Zeit
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T Abtastperiode

u Spannung

u komplexer Spannungsraumszeiger
U Spannung, Effektivwert

U; Effektivwert innere Spannung
Us Bemessungsstrangspannung

1% Volumenstrom

w Windungszahl

Wr1,i/Wwr2; Gewicht zur Berticksichtigung des i-ten Wicklungsabschnittes an der Ge-

samtwicklung des Standers / Laufers

z ganzzahliger Zahlwert

i Ubersetzung

o Temperaturkoeffizient / Warmetibertragungskoeffizient

ay, Langenausdehnungskoeffizient

¥ Winkel

J Luftspaltlange / Schichtdicke

9 Temperatur

U Temperatur an der Sensorposition

Uy Umgebungs- / Kiihlmitteleintrittstemperatur

a3 Vektor der Temperaturen von Korpern mit Warmekapazitaten
UL Vektor der Temperaturen von Bereichen der Kiithlmittelstromung

Uri/Ur2  mittlere Leitertemperatur der Wicklung im Stéander / Laufer
A spezifischer Warmeleitwert
v kinematische Viskositét

13 Grundwellen-Wicklungsfaktor
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Q

e =

S

W2

WL,

Wm

spezifischer elektrischer Widerstand / Dichte

Gesamtstreuziffer

Flussverkettung

Raumzeiger der Flussverkettung

Kreisfrequenz allgemein

elektrische Kreisfrequenz der Stéanderstrome im standerfesten System
elektrische Kreisfrequenz der Lauferstrome im lduferfesten System
elektrische Winkelgeschwindigkeit des Laufers

mechanische Wickelgeschwindigkeit des Léaufers

Nullmatrix der Grofle m X n
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