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Abstract

Flywheel Energy Storage Systems represent an ecologically and economically sustainable
technology for decentralized energy storage. Compared to other storage technologies such
as e.g. chemical accumulators, they offer longer life cycles without performance degradation
over time and usage and need almost no systematic maintenance. Further, they are made
of environmentally friendly materials.

By means of the driving torque of an electric motor, the flywheel is accelerated and thus
electrical energy is transformed to kinetic energy. The stored energy can be transfered back
by the load torque of a generator when needed.

Modern flywheel energy storage applications use magnetic bearings to minimize self-
discharge. To avoid bearing forces due to rotor eccentricity an unbalance control strategy
is used. However, this leads to an off-centered run of the electric machines rotor which in
turn generates undesirable forces. A force-compensating operation of the electric machine
will minimize the influence on the magnetic bearings in the planned control scheme, thus
increasing their efficiency. Different concepts will be developed and compared to each other
by means of simulations. Validation of the simulation models is carried out on a specially
constructed test setup under defined conditions.

In addition, the electrical machine will be integrated into the concept of redundancy of the
flywheel. A bearingless operation increases the reliability and enables a safe shutdown of
the application in case of malfunction of the magnetic bearings.

High strength composite materials are used to achieve high speeds. Based on existing
results from past research activities, a disc-shaped rotor is optimized first. To increase
material utilization and to maximize energy density a topology optimization is performed.
Evolutionary and gradient based optimization algorithms are used. Thereby the unused
strength potential of the material is exploited in order to increase the economic efficiency

of the overall system.
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Kurzfassung

Schwungradspeicher stellen eine 6kologisch und ¢konomisch nachhaltige Technologie zur
dezentralen Speicherung von elektrischer Energie dar. Verglichen mit anderen Speichertech-
nologien, wie z.B. Akkumulatoren auf chemischer Basis, weisen Flywheels eine wesentlich
laingere Lebensdauer auf. Sie bendtigen minimale systematische Wartung und sind aus
okologisch unbedenklichen Werkstoffen hergestellt.

Durch das Antriebsmoment eines Elektromotors wird ein Schwungrad in Rotation versetzt
und damit elektrische Energie in Form von kinetischer Energie gespeichert. Diese gespei-
cherte Energie kann iiber das Lastmoment eines Generators bei Bedarf wieder entnommen
werden.

Moderne Schwungradspeicher-Applikationen werden mit Magnetlagern betrieben, um mog-
lichst hohe Speicherzeiten zu erreichen. Durch eine Unwuchtregelung werden Lagerkréfte
aufgrund einer Rotorexzentrizitdt vermieden. Dies fiihrt allerdings zu einem aufermitti-
gen Lauf der elektrischen Maschine, die dadurch wiederum unerwiinschte Kréfte erzeugt.
Ein kraftekompensierender Betrieb soll bei der geplanten Regelung der Magnetlager eine
geringstmogliche Beeinflussung durch die elektrische Maschine und damit eine Erhéhung
deren Effizienz ermoglichen. Dazu werden verschiedene Konzepte erarbeitet und mittels
Simulationen gegeniibergestellt. Die Validierung der Simulationsmodelle wird an einem
eigens konstruierten Messautbau bei definierten Bedingungen durchgefiihrt.

Aufserdem ist die elektrische Maschine in das Redundanzkonzept des Flywheels mit ein-
gebunden. Durch einen lagernden Betriebsmodus wird die Zuverlassigkeit erhéht und ein
sicheres Herunterfahren des Flywheels im Storfall der Magnetlager erméglicht.

Um hohe Drehzahlen zu erreichen, werden hochfeste Verbundmaterialien eingesetzt. Ba-
sierend auf vorhandenen Ergebnissen wird zuerst eine scheibenférmige Schwungmasse op-
timiert. Aufgrund der suboptimalen Materialausnutzung dieser einfachen Schwungmassen-
form wird eine Topologieoptimierung durchgefiihrt, um die Energiedichte zu maximieren.
Dabei werden sowohl evolutionére als auch gradientenbasierte Optimierungsalgorithmen
verwendet. Dadurch kann das ungenutzte Potential des Materials ausgeschopft und die

Wirtschaftlichkeit des Gesamtsystems erhéht werden.
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1 Einleitung

Schwungradspeicher (Flywheels) stellen eine 6kologisch und 6konomisch nachhaltige Tech-
nologie zur dezentralen Speicherung von elektrischer Energie dar. Verglichen mit anderen
Speichertechnologien, wie z.B. Akkumulatoren auf chemischer Basis, weisen Flywheels eine
wesentlich ldngere Lebensdauer auf. Sie bendtigen minimale systematische Wartung und
sind aus 6kologisch unbedenklichen Werkstoffen hergestellt.

Durch das Antriebsmoment eines Elektromotors wird ein Schwungrad in Rotation ver-
setzt und damit elektrische Energie in Form von kinetischer Energie gespeichert. Diese
gespeicherte Energie kann {iber das Lastmoment eines Generators bei Bedarf wieder ent-
nommen werden. Schwungriader werden schon lange als Maschinenelemente verwendet.
Durch das Aufkommen von Faserverbundwerkstoffen um 1970 und dem Beginn der Ent-
wicklung von Magnetlagern um 1980 wurde auch eine effiziente Nutzung als Energiespeicher
moglich. Die anfangliche Entwicklung wurde sehr von der NASA gefordert mit dem Ziel,
die primére Energieversorgung von Weltraummissionen durch Flywheels zu gewéhrleisten.
In einer Zeit, in der Klimaschutz und der bewusste Umgang mit Energie immer mehr im
Fokus stehen, bieten Flywheels viele Einsatzmoglichkeiten, wie z.B. zur Spitzenlastpuffe-
rung oder zur Bereitstellung von Regelenergie, und sind daher ein interessanter Bereich in
der Forschung.

Durch den Einsatz von Verbundwerkstoffen lassen sich sehr hohe Umfangsgeschwin-
digkeiten erreichen. Die Verwendung von Magnetlagern und der Betrieb in evakuierten
Behaltern ermoglichen eine massive Verringerung von Reibverlusten. Daher weisen Fly-
wheels folgende Eigenschaften im Vergleich zu herkémmlichen Energiespeichern, wie z.B.

Akkumulatoren auf chemischer Basis, auf:
e Hohe Energietransferraten (Leistung),
e geringe Alterungseffekte bzw. kein Kapazitéitsverlust,
e leichte Kontrolle des Ladezustands durch Drehzahlmessung,
e umweltfreundliche und rezyklierbare Materialien.

Ein Flywheel Energy Storage System (FESS), dargestellt in Abbildung 1.1, besteht aus

einem Rotor, der Lagerung, einer elektrischen Maschine und einem Containment. Der Ro-
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Abbildung 1.1: Aufbau und Komponenten eines Flywheel Energy Storage Systems
(aus [134])

elektrische Maschine

tor des Schwungradspeichers dient zum einen als Tragerstruktur fiir die Rotorteile der
Lager und der elektrischen Maschine und zum anderen durch sein Tragheitsmoment als
Energiespeicher. Die Lagerung stabilisiert den Rotor sowohl axial als auch radial und hat
erheblichen Einfluss auf die Standby-Verluste des Flywheelsystems und stellt somit eine
Schliisselkomponente dar. Je nach Anwendung kommen Wilzlager, aktive Magnetlager,
Hybridmagnetlager und supraleitende Magnetlager zum Einsatz. Eine umfangreiche Zu-
sammenfassung von eingesetzten Lagersystemen findet sich in [134]. Durch die elektrische
Maschine wird das Flywheel geladen bzw. entladen und das Containment dient als Trager-
struktur und Schutz der Umgebung sowie zur Aufrechterhaltung des Vakuums. Bei Ver-
wendung von Magnetlagern sind meist auch Not- bzw. Fanglager in Form von Wiélzlagern
vorgesehen, um bei einem Ausfall ein sicheres Auslaufen des Rotors zu erméglichen.
Einen Uberblick iiber verschiedene FESS und deren Aufbau geben die Abbildungen 1.4



bis 1.7. Der Energieinhalt von verfiigharen FESS reicht von 0.05 kWh bis 100 kWh und der
Leistungsbereich von 0.15 kW bis 84 MW. Der grofse Einsatzbereich von Flywheels wird
in Abbildung 1.2 verdeutlicht.
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Abbildung 1.2: Leistung iiber Energieinhalt von kommerziellen und in der Literatur be-
schriebenen Flywheels
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Abbildung 1.3: Spezifische Festigkeit und Steifigkeit verschiedener Composite-Materialien
im Vergleich zu Aluminium (siche [152])

1.1 Stand der Technik

1.1.1 Rotor und Schwungmasse
Schwungrad Materialien

Die kinetische Energie des Rotors ist gegeben durch
Lo 9

mit dem Tragheitsmoment um die Rotationsachse I, und der Winkelgeschwindigkeit w. Da-
her ist es das Ziel von modernen Flywheel-Konstruktionen ein hohes Tragheitsmoment und
eine moglichst hohe Rotordrehzahl bei minimaler Rotormasse zu erreichen. Die in einem
Schwungrad erzielbare Energiedichte x ist definiert als das Verhiltnis von gespeicherter
Energie zur Rotormasse und kann bei einem isotropen Werkstoff maximal den Wert der

spezifischen Festigkeit annehmen

Oy
Kmaz = — (1.2)
max p

mit der Festigkeit o, und der Dichte p (vgl. [13]). Abbildung 1.3 (rechts) zeigt die spezifische
Festigkeit verschiedener Materialien bezogen auf die von Aluminium. Aus Gl. (1.2) und Ab-
bildung 1.3 erkennt man, dass der Einsatz von Kohlenstofffaserverbundwerkstoffen (CFK)
einen wesentlich hoheren Energieinhalt bei gleicher Masse ermoglicht. Nachteilig sind die
sehr hohen massebezogenen Materialkosten, die aber durch die geringere erforderliche Ma-
terialmenge kompensiert wird. Es konnte gezeigt werden, dass Standard-Kohlenstofffasern
(z.B. T300, HTS40, T800, etc.) aufgrund ihrer wesentlich héheren spezifischen Festigkeit

gegeniiber Metallen und Glasfaserverbundwerkstoffen aus Sicht der Materialkosten die bes-
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te Wahl darstellen (siche [46]). Die am Markt verfiigharen hochfesten Kohlenstofffasern
bringen zwar einen gewissen Vorteil hinsichtlich der Rotormasse, sind allerdings wesentlich
teurer als Kohlenstofffasern mit moderaten Materialeigenschaften. Die Verwendung von
Kohlenstofffasern bringt allerdings nicht nur Vorteile. Je nach vorliegender Matrix ist die
Einsatztemperatur mehr oder weniger stark beschriankt. Daher wird beispielsweise in [57],
[75] bzw. [77] auf den Einsatz von Verbundwerkstoffen verzichtet, was allerdings auch zu

einem wesentlich schwereren Rotor fihrt.

Schwungmassenformen

Der Rotor bildet die zentrale Komponente jedes Flywheels. Durch seine Form und Masse
beeinflusst dieser die Gesamtkosten und Baugrofie sowie die Verlustleistung der Lagerung.
Grundsétzlich kann bei den Rotorbauformen zwischen Innen- und Aufenldufer unterschie-
den werden. Die Innenldufer-Bauform besteht aus einer Vollwelle, die als Trégerstruktur
von Lager- und Motor-/Generator-Komponenten dient, wiahrend beim Aufenlaufer eine
Hohlwelle Verwendung findet.
Die maximale Energiedichte des Rotors ergibt sich zu
L2

max 1'3
— (13)

K

mit der Rotormasse m und der maximalen Winkelgeschwindigkeit €2,,45. Die speicherbare
Energie wird also durch den Werkstoff und die Geometrie beeinflusst. Das Verhéltnis der
maximalen Energiedichte eines Rotors zur theoretisch moglichen ergibt den Geometriefak-

tor

K=_"

(1.4)

Rmax

der bei isotropen Werkstoffen ein Indikator fiir die Wirtschaftlichkeit einer Schwungmas-
senform ist. Tabelle 1.1 vergleicht den Geometriefaktor verschiedener Rotorformen.

Bei allen kommerziellen Flywheelsystemen ist der Rotor als Innenléufer ausgefiihrt. Diese
Bauform weist gegeniiber der Aufsenlduferausfithrung viele Vorteile auf. Der Spannungszu-
stand im Metall ist aufgrund der Vollwelle giinstiger. Die Systemkomponenten sind néher
an der Rotationsachse angeordnet und damit in einem gering belasteten Bereich. Aufserdem
ist die radiale Dehnung und damit die Aufweitung der Luftspalte geringer. Des Weiteren
hat die elektrische Maschine eine grofere rdumliche Distanz zum temperaturempfindlichen
Composite. Nachteilig ist beim Innenléufer, dass die Rotormasse nicht optimal verteilt ist,

da die Systemkomponenten am Rotor nur wenig zum Trigheitsmoment beitragen. Aufier-
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Tabelle 1.1: Geometriefaktor K verschiedener Querschnitte fiir isotropes Material mit
v =0.3 (vgl. [38])

Flywheel Geometrie Querschnitt  Geometriefaktor K
theoretische Scheibe konstanter Spannung 1.000
reale Scheibe konstanter Spannung 0.7-0.98
konische Scheibe 0.7-0.95
Scheibe konstanter Dicke 0.606
diinner Hohlzylinder 0.5
Scheibe mit Kranz 0.4-0.5
Scheibe konstanter Dicke mit Bohrung 0.303

dem ist die Anbindung an die Composite-Schwungmasse, wie weiter unten angefiihrt, eine
konstruktive und fertigungstechnische Herausforderung.

Bei den kommerziellen Systemen werden sowohl scheibenférmige Schwungmassen aus
Stahl, wie beispielsweise in [59] der Fa. Active Power und [75]| der Fa. Vycon (siehe Abbil-
dung 1.4(c)) als auch faserverstérkte Werkstoffe verwendet. Eine verbreitete Rotorbauform
stellt ein Innenldufer mit H-formiger Composite-Schwungmasse dar. Dieser Typ findet z.B.
bei der Fa. Beacon Power ([54], Abbildung 1.5(a)), als auch in [68] (Abbildung 1.5(d))
seine Anwendung. Aktuelle Forschungsprojekte beschéftigen sich in der Regel mit Roto-
ren aus Faserverbundmaterialien. Dabei werden Innenldufer sowohl mit hohlzylindrischer
Schwungmasse (Abbildung 1.4(a) und 1.4(b)) als auch mit H-férmigem Querschnitt (Abbil-
dung 1.5(c)) betrachtet. Die Schwungmassenanbindung mittels einer biegeweichen Platte
wird in [81] beschrieben, wodurch sich ein U-férmiger Querschnitt ergibt.

Einen komplett anderen Aufbau bildet der Aufenldufer. Bei diesem sind sowohl Aus-
fithrungen mit scheibenformiger (siehe Abbildung 1.6) als auch H-férmiger Schwungmasse
(sieche Abbildung 1.7) zu finden. Anstelle einer Welle verfiigt dieser iiber eine zentrale Sta-
toreinheit, die von der Schwungmasse umschlossen ist. Beim Aufsenldufer ist die Masse weit
aufen angeordnet und hat daher ein hohes Tragheitsmoment. Der Rotor ist sehr steif, wo-
durch die elastischen Eigenfrequenzen sehr hoch liegen. Dem gegeniiber steht, dass sich bei
hohen Drehzahlen der Luftspalt vergrofsert, wodurch die Effizienz der elektrischen Maschine
sowie der magnetischen Lager sinkt. Aufierdem liegt das Metall mit vergleichsweise geringer
Festigkeit in einem hochbelasteten Bereich und muss daher vom Composite gestiitzt wer-
den. Damit sind die weichmagnetischen Komponenten hohen mechanischen Spannungen
ausgesetzt, was zum Teil unkonventionelle und energetisch schlechtere weichmagnetische

Materialen erfordert (siehe z.B. [15]). Auferdem liegen die Warmequellen in néchster Néhe
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(a) Aufbau des ALPS-Flywheel (aus [23]) (b) Aufbau des G2-Flywheels(aus [79])

(¢) Aufbau des Flywheels aus [75] (d) Rotor des Flywheels aus [141]

Abbildung 1.4: Flywheel Energy Storage Systems mit Innenlduferkonstruktion und hohl-
zylindrischer Schwungmasse

zum temperaturempfindlichen Verbundwerkstoff, da die elektrische Maschine meist mittig
angeordnet wird.

Informationen beziiglich der Energiedichte der angefiihrten Rotoren sind nur spérlich
zu finden. Ubliche Werte liegen im Bereich von 10.42 Wh/kg (vgl. [14]) bis 25 Wh/kg
(vgl. [79]). Die erzielbare Energiedichte ist in grofem Mafe von der gewéhlten Versagens-
sicherheit abhéngig, die z.B. in [139] mit 2 gew&hlt wurde.

Eine ,low cost“-Variante zur Elektrifizierung von ldndlichen Gegenden in Afrika wird in

[114] préasentiert. Verwendet wird ein kurzglasfaserverstiarktes Epoxidharz, das in eine
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(a) Aufbau des Flywheels der Fa. Beacon- (b) Aufbau des Flywheels aus [115]
Power (aus [54])

(c) Rotor des Flywheels aus [139] (d) Aufbau des Flywheels aus [68]

(e) ,,Arbor flywheel motor generator concept® aus [43]

Abbildung 1.5: Flywheel Energy Storage Systems mit Innenléuferkonstruktion und
H-férmiger Schwungmasse
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(a) Aufbau des Flywheels aus [15] (b) Aufbau des Flywheels aus [35]

Abbildung 1.6: Flywheel Energy Storage Systems mit Auftenlduferkonstruktion und schei-
benférmiger Schwungmasse

Abbildung 1.7: Flywheel Energy Storage System mit Aufenlduferkonstruktion und
H-férmiger Schwungmasse
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Abbildung 1.8: Bare-Filament-Rotor aus [62]

(b) aus [146] (c) aus [51] bzw. [138]

Abbildung 1.9: Konstruktive Maknahmen zur Steigerung der Energiedichte

Form gepresst wird und dort aushértet, sowie ein aus laminierten platten CNC-gefraster
Rotor aus Glasfasermatten. Der geplante Energieinhalt von 300 Wh wurde aufgrund
von Vibrationen nicht erreicht. In diesem Fall hétte der Rotor eine Energiedichte von
17.6 Wh/kg. Aufgrund des quasi-isotropen Materials wurde eine Scheibe konstanter Ver-
gleichsspannung als Rotorform verwendet.

In [58] und [62] wird ein ,Bare-Filament-Rotor” vorgestellt, siche Abbildung 1.8. Die
Fasern sind dabei nicht mit Harz getrédnkt, sondern ringférmig lose angeordnet und mittels
Speichen an einer Welle befestigt.

Abbildung 1.9 zeigt weitere konstruktive Mafsnahmen zur Steigerung der Energiedich-
te. In [6] besteht die Schwungmasse hauptsichlich aus einem Hohlzylinder aus Verbund-
werkstoff, der mit einer kegelférmigen Anbindung (Hub) an eine Welle montiert ist. Die
Schwungmasse besteht aus Kohlenstoff- und Glasfaserverbundwerkstoff (GFK). Ein in-

nerer Ring aus GFK mit geringerer Festigkeit wird durch die Rotation in den &ufseren
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gepresst, in dem dadurch wiederum die Radialspannung gesenkt wird. Der innere Teil des
Hubs besteht aus Aluminium und ist geschlitzt, wodurch ein vergleichsweise hoher Au-
fenradius erreicht werden kann. In [146] besteht der Rotor aus einer Metallwelle, an der
eine hohlkegeléhnliche bzw. ellipsoidale Schwungmasse angeordnet ist. Zur Auslegung des
Rotors werden der Aufenradius und insbesondere die Neigung der Schwungmassenkontur
angepasst. Aufgrund der geringen Wandstérke wird nur der radial aufien liegende Bereich
der Schwungmasse hochst belastet. Die Schwungmasse schliefst mit einem spitzen Winkel
an die Welle an, wodurch es bei hohen Drehzahlen zu einem Klaffen an der Fiigestelle
kommen kann. In [51] bzw. [138] ist eine Composite-Schwungmasse mittels eines Hubs an
einer Welle fixiert. Besondere Aufmerksamkeit wurde der Auslegung des Hubs gewidmet.
Dessen Ausfiihrung hat grofsen Einfluss auf die Festigkeit des Rotors als auch auf die Lage
der Eigenfrequenzen. Die Auslegung erfolgt so, dass der Betriebsdrehzahlbereich zwischen
der ersten und zweiten biegekritischen Eigenfrequenz liegt. Die Welle besteht aus Titan,

wahrend der Hub aus einem CFK-Kreuzverbund besteht.

Schwungmassenanbindung

Die Welle ist Triager von Lager und Motor-/Generatorkomponenten. Die meist aus Ver-
bundwerkstoffen gefertigte Schwungmasse ermdéglicht hohe Drehzahlen und ein hohes Trag-
heitsmoment. Die Verbindung dieser Teile ist eine der wesentlichen konstruktiven Heraus-
forderungen (siehe [2] oder [55]). Da Verbundwerkstoffe quer zur Faserrichtung eine sehr
geringe Steifigkeit aufweisen, kommt es durch die wirkenden Massenkrifte zu unterschiedli-
chen Verformungen von Welle und Schwungmasse. Dies fiihrt, bei einer starren Verbindung
von Welle und Schwungmasse, zu Spannungsspitzen an der freien Oberfliche der Fiigestel-
le. Aufgrund der wesentlich héheren Dichte von Aluminium und Stahl im Vergleich zu
CFK sind die Massenkrifte bei weit aufenliegendem Metall sehr hoch, was zu sehr hohen
Spannungen fiihrt. Eine Moglichkeit dies zu vermeiden wird in |2] vorgestellt (siche Abbil-
dung 1.10(a)). Darin ist die Anbindung geschlitzt und speichenférmig ausgefiihrt. Dadurch
konnen sich im Metall nur geringe Umfangsspannungen ausbilden und die Radialverschie-
bung wird durch den sehr steifen Composite-Teil verhindert. Dabei bietet sich der Vorteil,
dass die Spannungen im Material trotz groffem Radius noch vergleichsweise gering sind.
Eine weitere Variante ist die Anbindung nachgiebig zu gestalten. Dadurch kann das Metall
der Verformung des CFKs folgen und es treten somit keine Spannungsspitzen auf. Eine
innovative Rotorform wird z.B. in [44] vorgestellt. Die Innenlduferwelle ist hohl ausgefiihrt
(siehe Abbildung 1.10(b)), dadurch kann der Materialiibergang nachgiebig gestaltet wer-

den und auferdem wird das Aufpressen der weichmagnetischen Bleche erleichtert. In [44]
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(a) Geschlitzte Anbindung zur Vermeidung hoher (b) Urspriingliches Rotorkonzept  des
Umfangsspannungen (aus [2]) ALPS-Flywheels (aus [44])

Abbildung 1.10: Verschiedene konstruktive Varianten zur Anbindung der Schwungmasse
an die Welle

wird die Auslegung des Rotors fiir das ALPS-Flywheel vorgestellt, bei der Realisierung
in spiteren Publikationen wird allerdings eine vereinfachte Rotorform verwendet (siehe
Abbildung 1.4(a)).

In [81] ist die Welle iiber eine diinne Platte mit der Schwungmasse verbunden. Durch
die entstehende U-Form soll die Anbindung vorteilhaft gelost werden. Allerdings fiihrt dies
auch zu Plattenschwingungen und daher zu grofen Problemen bei der Dynamik des Ro-
tors. Abbildung 1.5(b) zeigt den Rotor aus [115]. An die Stahlwelle ist ein Aluminium-Hub
angeflanscht, der dann mit den dufieren CFK-Ringen den H-féormigen Rotor bildet. Durch
den relativ diinnen Aluminium-Zylinder gibt auch hier das Aluminium der Verformung des
CFKs nach, fiihrt allerdings auch zu einem sehr schweren Rotor. Eine weitere Moglichkeit,
die Spannungen an der Fiigestelle zu beeinflussen, kann beim Fertigungsprozess erzielt wer-
den (vgl. [30]), indem man die Fasern vorspannt und/oder gezielt Temperaturspannungen
einbringt. Ein Modell zur Berticksichtigung dieses Effekts wurde bereits in [46] entwickelt.

Eine weitere Moglichkeit hierfiir wird in [90] beschrieben. Mehrere Zylinder werden inein-
ander gepresst, wodurch radiale Druckspannungen entstehen, die sich vorteilhaft auf den
Spannungszustand auswirken. Dadurch wird eine Energiedichte von 35 Wh/kg erreicht,

wobei ein walzenférmiger Rotor mit I, /I, = 0.62 untersucht wurde (vgl. Kapitel 3).

1.1.2 Elektrische Maschine

In der Literatur wird eine Vielzahl an verschiedenen Technologien fiir die elektrische Ma-

schine der Schwungradspeicher angefiihrt. Bei der Auslegung der elektrischen Maschine ist
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insbesondere die Entladetiefe DOD (Depth of Discharge) des Flywheels ausschlaggebend.

Diese bestimmt das Verhiltnis von maximaler zu minimaler Betriebsdrehzahl

Qmin

Qmam

Cpin = DOD =1 - ¢3 (1.5)

min

Je tiefer das Flywheel entladen wird, desto hoher ist das bendtigte Drehmoment der Ma-
schine.

In [40], [135] und [158] werden die verwendeten Motor-/Generatortechnologien von ver-
schiedenen Flywheel-Forschungsprojekten zusammengefasst und gegeniibergestellt. Haupt-
sachlich kommen permanentmagneterregte Synchronmaschinen (PMSM) zum Einsatz,
wahrend Asynchronmaschinen aufgrund ihres vergleichsweise schlechten Wirkungsgrads
nur eine untergeordnete Rolle spielen.

Die Verwendung von PMSM und Brushless DC Maschinen in Innenléuferausfithrung
wird z.B. in [14], [54], [69], [70], [71], [79], [107] oder [108] beschrieben. Flywheels mit
Aufsenlauferausfithrungen sind z.B. in [15] oder [156] zu finden. Hierbei liegt die Maschine
als Hauptwarmequelle direkt am temperaturempfindlichen Verbundwerkstoff. Auferdem
resultiert der verhaltnisméafig grofle Radius in einer hohen mechanischen Beanspruchung
der weichmagnetischen Komponenten.

Aufgrund der permanentmagnetischen Erregung zeichnet sich diese Technologie durch
eine sehr hohe Leistungsdichte aus. Nachteilig ist jedoch das Bremsmoment in den Standby-
bzw. Teillast-Phasen (vgl. [78]), also jenen Phasen, in denen keine oder nur eine geringe
Leistungsaufnahme bzw. -abgabe des Flywheels auftritt (vgl. [159]). Wird das Flywheel
permanent alternierend geladen und wieder entladen, spielt das Schleppmoment aufgrund
der Remanenz der Permanentmagnete bzw. daraus resultierender Wirbelstréome keine Rol-
le, wie z.B. in [79]. Abgesehen davon ist ein weiterer Nachteil, dass sich die Permanentma-
gnete bei hohen Drehzahlen vom Rotor 16sen konnen. Meistens wird dies durch Bandagen
gelost, die die Magnete an Ort und Stelle halten (siehe z.B. [43]). Durch den damit ver-
bundenen groferen Luftspalt sinkt aber bei gleichem Magnetvolumen auch die Effizienz
der Maschine. Da bei Aufsenldufern die elektrische Maschine meist mittig angeordnet ist,
wird aulerdem die Warmeabfuhr erschwert.

Insbesondere werden die herausragenden Eigenschaften von PMSM mit Halbach-Arrays
aufgrund deren Ausfithrung mit eisenlosem Stator und der damit einhergehenden hohen
Effizienz hervorgehoben, sieche Abbildung 1.11. Das Halbach-Array fithrt dabei zu einer
Verstarkung der magnetischen Flussdichte. Da die Drehmomentenbildung auf der Lorentz-
kraft beruht, treten nur Verluste in den Spulen auf. Der Riickschluss des Rotors besteht

zwar aus Eisen, jedoch ist die Feldverteilung in diesem konstant. PMSM mit eisenlosem
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Abbildung 1.11: Permanentmagneterregte Synchronmaschine mit eisenlosem Stator
(aus [40])

Abbildung 1.12: Switched Reluctance Machine in ,Inside-Out“-Bauweise (aus [35]
bzw. [20])

Stator werden z.B. in [45], [76] und [103] behandelt.

Héufig werden auch Synchronreluktanzmaschinen wie z.B. in [52] oder [115] in Flywheels
verwendet. Die geschaltete Reluktanzmaschine und auch die Synchronreluktanzmaschine
benotigen eine komplexere Regelung, bieten allerdings den Vorteil, dass im Vergleich zur
PMSM mit Statorriickschluss keine Eisenverluste im Leerlauf auftreten.

Eine geschaltete Reluktanzmaschine (Switched Reluctance Machine, SRM) wird bei-
spielsweise in [21] oder [34] bzw. [35] als Aufenldufer (siehe Abbildung 1.12) oder in [24]
als Innenléuferausfithrung verwendet. In [124] wird ebenfalls eine SRM verwendet. Die dort
eingesetzte passive Lagerung hat nur eine sehr geringe Dampfung, weswegen die magneti-
schen Kréfte der Maschine aufgrund von Unwucht zu Oszillationen und zur Destabilisierung
des Systems fiihren kénnen. Durch eine versetzte Anordnung von zwei Maschinen wird das
Problem verringert.

Aufgrund des, im Vergleich zur PMSM, schlechten Wirkungsgrads kommen Asynchron-
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Abbildung 1.13: Externe Asynchronmaschine des ALPS-Flywheels (aus [147])

maschinen relativ selten zum Einsatz. Anwendungen sind z.B. in [82] und [148] beschrieben.
Ublicherweise wird die Maschine innerhalb des Vakuumcontainments angeordnet. Dadurch
ist der Warmeiibergang vom Rotor auf den Stator zwar auf Strahlung beschriankt, aller-
dings sind auch keine Vakuumdurchfiihrungen notwendig, die wiederum zu Reibverlus-
ten und Leckagen fithren. Aufierdem ist eine aufsenliegende Maschine mit erhéhten Gas-
reibungsverlusten verbunden. Ein Beispiel fiir eine externe elektrische Maschine ist das
ALPS-Flywheel, bei dem eine Asynchronmaschine verwendet wird (siehe Abbildung 1.13).
Vorteilhaft ist hierbei jedoch, dass keine speziellen Vorkehrungen getroffen werden miissen,
um die Wéarme abzufiihren, und dass die Systemkomponenten vor Warme geschiitzt sind.
Da die Maschine in [148| mit Walzlagern gelagert ist, treten weitere Reibverluste auf. Au-
flerdem ist durch das Verwenden von Walzlagern keine Unwuchtregelung der innerhalb des
Vakuumcontainments angeordneten Magnetlager moglich.

In einigen Publikationen werden auch unkonventionelle Antriebstechnologien verwendet,
wie z.B. ein Hysteresemotor in [81] oder eine Kombination aus Axiallager und elektrischer
Maschine mit axialem Flusspfad in [161] bzw. [163].

1.2 Forschungsvorhaben

Die vorliegende Dissertation wurde im Rahmen zweier Projekte erarbeitet. Das Projekt
»,Safe and Energy Efficient (SEE) Flywheel - Ausfallsichere Magnetlager fiir Flywheels
hoher Speicherleistung und Energietransfer-Rate” (FFG-Nummer 825603) behandelt die
Integration der elektrischen Maschine in das Redundanzkonzept des Flywheels zur Steige-

rung der Zuverlassigkeit sowie die energieeffiziente Regelung. Das Projekt ,,Optimum Shape
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Flywheel - Kostenreduktion durch neue Konstruktionsansétze, Rotorbauformen und Fer-
tigungsverfahren“ (FFG-Nummer 834539) zielt auf die Rotorform und Rotorkonstruktion

ab, um die Kosten des Gesamtsystems zu senken.

1.2.1 Safe and Energy Efficient—Flywheel (SEE)

Bei Flywheelapplikationen sind hohe Drehzahlen und hohe Massentragheitsmomente von
Vorteil. Um Reibungsverluste gering zu halten, ist es Stand der Technik den Rotor durch
eine Kombination von permanentmagnetischen und aktiven Magnetlagern zu stabilisieren.
Nachteilig ist hierbei, dass der Rotor in ein mechanisches Fanglager fillt, falls es zum
Ausfall einer Komponente kommt. Dies kann zu aufwéndigen und teuren Reparaturen und
beim Versagen der Fanglager auch zum Komplettausfall des Systems fiihren. Des Weiteren
ist die Speicherzeit von derzeit verfiigbaren Flywheels sehr kurz, was durch die hohen
Verluste der Lagerung und der elektrischen Maschine begriindet ist.

Ziel des Projekts SEE-Flywheel sind eine Erhchung der Betriebssicherheit, hohere Ef-
fizienz und moglichst geringe Systemkosten von Flywheels mit hoher Energiedichte und
Leistung. Zur Erhohung der Betriebssicherheit wird ein Redundanzkonzept entwickelt, das

aus folgenden Teilen besteht:

e Hocheffizienz-AMB (Active Magnetic Bearing) mit hoher Energieeffizienz fiir den

Normalbetrieb mit volladaptiver Regelung von dynamischen Kréften,

e Hochleistungs-AMB mit unabhéngiger Regelung bei Auftreten von grofen Storkréf-

ten und Rotorverschiebungen sowie bei Ausfall des Hocheffizienz-AMBs;,

e Verwendung der Motor-/Generatorwindungen als zusétzliches Lager. Dadurch soll die
Zuverlassigkeit wesentlich erh6ht und mogliche Schaden an der Umgebung vermieden

werden.

Derzeit verfiighare Magnetlagersysteme fiir Flywheels sind fiir ein ,Worst-Case“-Szenario
ausgelegt, bei dem die maximale Kraft und Kraftanstiegsrate immer zur Verfiigung ste-
hen. Durch eine neue Hybridlagerart soll ein minimaler Energiebedarf bei Standby-Betrieb
(wenn dem Flywheel keine Energie zu- oder abgefiihrt wird) sowie im Teillastbetrieb er-

reicht werden. Dabei werden folgende Ansétze verfolgt:

e Adaptive Reglerabtastrate, Zwischenkreisspannung, Pulsweitenmodulationsfrequenz

sowie Unbalance-Control,

e Separate Regelung der Strome von gegeniiberliegenden Spulen der elektrischen Ma-
schine, um Lagerkrafte aufgrund von Fertigungsungenauigkeiten und exzentrischer

Rotorposition zu minimieren.
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Eine erhohte Sicherheit und Zuverlassigkeit ist mit hoheren Kosten verbunden. Um das Fly-
wheel fiir eine Massenproduktion lukrativ zu machen, sind die Kosten von grofsem Interesse.
Zur Optimierung des Flywheels werden fiir die einzelnen Komponenten Simulationsmodelle
entwickelt und mit den Softwarepaketen MATLAB&SIMULINK, COMSOL-Multiphysics so-
wie ANSYS analysiert. Diese Modelle stellen die Grundlage zur Gesamtoptimierung eines
Flywheels mit 10 kW und 5 kWh dar. Zur Verifikation der Modelle soll ein Messaufbau
gefertigt werden. An diesem sollen sowohl der Normalbetrieb als auch ein Ausfall von

Systemkomponenten untersucht werden.

Konzept und Anforderungen

Die Regelung der Radiallager arbeitet nach der beispielsweise in [12] oder [132] beschrie-
benen Unbalance Control, die den Rotor in seiner Trégheitshauptachse rotieren ldsst. Da-
durch werden die erforderlichen Lagerkrafte und damit auch der Energiebedarf der Lage-
rung minimiert. Hierbei wird ein im digitalen Regler implementierter FIR (Finite Impulse
Response)-Filter mit adaptiven Koeffizienten verwendet, um den Anteil am Positionssen-
sorsignal, der durch die Unwucht des Rotors entsteht, zu filtern. Dadurch reagiert der nach-
geschaltete Positionsregler nicht auf die Abweichung aufgrund der Unwucht, sondern nur
auf den restlichen Signalanteil. Aufterdem sieht das Lagerkonzept eine adaptive Fiihrung
der Magnetlagerzwischenkreisspannung vor, um nur die jeweils notwendige Regeldynamik
aufzuwenden.

Um das Potential des Lagerkonzepts nutzen zu koénnen, sollen Einfliisse bedingt durch
die elektrische Maschine méglichst vermieden werden. Daher sieht das Regelungskonzept
der elektrischen Maschine einen kraftekompensierenden Betrieb vor. Dieser soll zum einen
Kréfte aufgrund eines unwuchten Laufs kompensieren und zum anderen auch Krifte, be-
dingt durch Fertigungstoleranzen oder Abweichungen bei der Assemblierung, ausgleichen.
Aufserdem soll die Betriebssicherheit des Flywheels durch Verwendung der Maschine als
zusétzliches Lager erhoht werden. Bei einem Ausfall der Radiallager oder bei sehr hohen
externen Kraften soll daher ein lagernder Betrieb der Maschine zum Einsatz kommen.
Um diese beiden Betriebsmodi zu realisieren, werden die beiden Strangstréme von zwei
gegeniiberliegenden Spulen separat geregelt, wodurch, abgesehen von der hoheren Zahl an
Leistungskonvertern, kein zusétzlicher Hardwareaufwand nétig ist.

Die Verwendung der elektrischen Maschine als zusatzliches Back-Up-Lager bzw. zur Un-
terstiitzung der Lagerung erfolgt in Abhéngigkeit des Betriebszustandes. Einer der Kern-
aspekte dafiir ist eine Aufteilung des Motors/Generators in zwei gleiche Baugruppen mit

jeweils halber Leistung. Durch eine automatische Detektions- und Umschalteinrichtung
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erfolgt ein Wechsel zwischen den Betriebsmodi sowohl der Lagerung als auch der elektri-
schen Maschinen (vgl. [129]). Die Umschaltung erfolgt bei Uberschreitung von Grenzwerten
eines oder mehrerer Betriebsparameter. Diese sind beispielsweise die Beschleunigung des
Flywheel-Gehéuses oder die Auslenkung des Rotors aus der Sollposition.

Solange ein Sollzustand eingehalten wird, erfolgt die Kraftgenerierung nur mittels der
beriithrungsfreien Lagerung im Unbalance Control-Betrieb, d.h. der Lagerung des Rotors in
dessen Tragheitshauptachse. Die elektrische Maschine wird kraftekompensierend betrieben,
um die Magnetlager geringstmdoglich zu beeinflussen. Tritt eine externe Stérung auf, erfolgt
eine Umschaltung in den lagernden Betriebsmodus der Maschine.

Abbildung 1.14 gibt einen Uberblick iiber das Konzept. Dies besteht aus einer Haupt-
gruppe und zwei Redundanzgruppen, die vollsténdig voneinander getrennt arbeiten. Jede
Gruppe weist eine axiale und eine radiale Magnetlagerung auf und wird von jeweils zwei
Stréangen der oberen Maschine und zwei der unteren versorgt. Die Radiallagerung ist bei
allen Gruppen durch drei Elektromagnete in Y-Anordnung ausgefiihrt. Die Axiallagerung
besteht in der Hauptgruppe aus einem Hybridmagnetlager und in den Redundanzgruppen
aus reinen Elektromagnetlagern (vgl. [130]). Eine detaillierte Betrachtung der entwickelten

Lagerung findet sich in [134].

1.2.2 Optimum-Shape-Flywheel (OSF)

Die wenigen aktuell verfiigharen Flywheels weisen vor allem aufgrund des komplexen
Aufbaus mit suboptimaler Materialausnutzung hohe Investitionskosten auf. Im Rahmen
des Optimum-Shape-Flywheel-Forschungsprojekts werden innovative Ansétze zur optima-
len Formgebung sowie des optimalen Materialaufbaus der zentralen Komponente jedes
hocheffizienten Flywheels, der Schwungmasse, inklusive optimaler Integration aller erfor-
derlichen Komponenten (Motor/Generator, magnetische Lagerung, etc.), sowie geeignete
Fertigungstechniken erarbeitet. Durch die damit wesentlich bessere Materialausnutzung
(,Fully-Stressed-Design®) bei fertigungsoptimiertem Aufbau lassen sich zum einen die
Investitionskosten wesentlich reduzieren und zum anderen die Gesamtenergieeflizienz
nochmals steigern, wodurch hocheffiziente Flywheels fiir ein breites Anwendungsfeld wirt-
schaftlich nutzbar werden. Folgende Forschungsschwerpunkte sind hierzu geplant:

Modellbildung zur Finite Elemente basierten Festigkeitsrechnung von
Composite-Werkstoffen mit komplexem Lagenaufbau: Erstellung der fiir die
Berechnung der Optimum-Shape-Flywheel-Geometrie erforderlichen komplexen Modelle
flir die Festigkeits- und Eigenfrequenzberechnung unter Beriicksichtigung eines orts-

abhéngigen Lagenaufbaus und variablen Faserwinkels. Experimentelle Erfassung aller
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erforderlichen Materialparameter und Auswahl der bestmoglichen Modellierung.
Innovative Schwungmassenformgebung: Vollkommen neue Schwungradgeometrie
durch Topologieoptimierung zur bestmoglichen Materialausnutzung (,Fully-Stressed-
Design®) hinsichtlich Festigkeit, Eigenfrequenzen, thermischem Verhalten, optimaler
Integration aller erforderlichen Motor/Generator- und Lager-Komponenten.
Fertigungstechnik fiir die optimale Schwungradtopologie: Fertigung komple-
xer Composite-Strukturen, Optimierung der Formgebungsgenauigkeit in Bezug auf die
Fertigungszeit, sichere Integration metallischer Inserts, gezielte Fadenvorspannung und
Temperaturbehandlung zur Reduktion mechanischer Spannungen im Composite.
Messtechnische Verifikation aller Forschungsergebnisse: Statischer Messaufbau zur
sicheren Verifikation der FE-Festigkeitsberechnung. Optimum-Shape-Flywheel-Messaufbau
zur Gesamtverifikation aller Modelle sowie der Interaktion aller Komponenten, der Er-
fassung der Effizienzsteigerung und der Implementierung einer magnetlagerbasierten
Wuchtung.

Die Optimum-Shape-Flywheel-Technologie stellt somit einen wesentlichen Beitrag zum
Ubergang zu einer nachhaltigen Energieversorgung mit einem hohen Anteil erneuerbarer
Energie dar. Die Forschungsergebnisse sind hierbei ein grofser Schritt in Richtung Serien-

fertigung.

1.2.3 Ziele der Dissertation

Die vorliegende Dissertation befasst sich mit den beiden Schwerpunkten effizienter Ener-
gietransfer und Steigerung der Energiedichte von magnetisch gelagerten Schwungradspei-
chern. Fiir detaillierte Betrachtungen der Magnetlager, des Vakuumcontainments sowie zur
Leistungs- und Signalelektronik sei auf [134] verwiesen.

Im Rahmen dieser Dissertation wird die Auslegung und Dimensionierung der elektrischen
Maschine (Kapitel 2) und deren Regelung mit Beriicksichtigung des Redundanzkonzepts
des Flywheels entwickelt. Besonderes Augenmerk wird dabei auf die Dimensionierung sowie
die beiden Betriebsmodi ,kréftekompensierend” in Kapitel 2.10.3 und ,lagernd* in Kapi-
tel 2.10.4 gelegt. Der kraftekompensierende Betrieb soll bei der geplanten Unwuchtregelung
der Magnetlager eine geringstmogliche Beeinflussung durch die Maschine und damit eine
Erhchung deren Effizienz ermdoglichen. Dazu sollen verschiedene Konzepte erarbeitet und
gegeniibergestellt werden. Anhand von Simulationen wird die Funktion der verschiedenen
Regelstrategien untersucht und das Maschinenverhalten analysiert. Ein eigens konstruierter
Versuchsstand dient zur messtechnischen Validierung der Simulationsergebnisse.

Basierend auf vorhandenen Ergebnissen wird in Kapitel 3 zuerst eine scheibenférmi-
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ge Schwungmasse optimiert. Aufgrund der suboptimalen Materialausnutzung dieser einfa-
chen Schwungmassenform wird in Kapitel 3.4 eine Topologieoptimierung durchgefiihrt, um
die Energiedichte zu maximieren. Darauf aufbauend wird die Optimierung des Optimum-
Shape-Rotors in Kapitel 3.5 erldutert, wobei sowohl evolutionéare als auch gradientenbasier-
te Optimierungsalgorithmen verwendet werden. Dadurch soll das ungenutzte Potential des

Materials ausgeschopft werden, um die Wirtschaftlichkeit des Gesamtsystems zu erhéhen.
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2 Effizienter Energietransfer —

Switched Reluctance Machine

Fiir den Energietransfer des Flywheels wird eine geschaltete Reluktanzmaschine verwendet.
Diese besteht aus einem Stator mit ausgepriagten Polen, an dem die Erregerspulen ange-
bracht sind, und einem Rotor, der ebenfalls ausgeprigte Pole aufweist. Aufgrund der Rotor-
form &ndert sich der Luftspalt mit dem Drehwinkel, wodurch eine Winkelabhéngigkeit des
magnetischen Widerstands (Reluktanz) entsteht. Durch ein sequentielles Beschalten der
Spulen kann somit ein Erregerfeld erzeugt werden, dem der Rotor synchron folgt, da dieser
eine Winkelstellung anstrebt, die minimale Reluktanz aufweist. SRM—Ausfiithrungen gibt
es beginnend bei Leistungen von wenigen Watt bis hin zu hunderten kW. Durch moderne
Leistungselektronik und Regelung kann auch bei variabler Drehzahl eine hohe Effizienz
erreicht werden (vgl. [162]).

Der Vorteil dieser Technologie ist, dass keine Permanentmagnete erforderlich sind und da-
mit kein Schleppmoment aufgrund deren Remanenz entsteht. Da keine Permanentmagnete
am Rotor befestigt werden miissen, hat die SRM einen sehr robusten Aufbau. Auferdem
kann zur Ansteuerung die gleiche Konvertertopologie wie fiir aktive Magnetlager eingesetzt
werden. Des Weiteren ist es durch eine separate Regelung gegeniiberliegender Spulen auch
moglich, radiale Krafte zu erzeugen. Da durch die Unwuchtregelung der Magnetlager der
Rotor permanent mit einer Exzentrizitat umléuft, kann diese separate Regelung der Spu-
len auch genutzt werden, um die von der elektrischen Maschine generierten magnetischen
Storkrafte zu minimieren und damit die geringstmogliche Beeinflussung der Lagerung und
deren Effizienz anzustreben.

Die grundlegenden Bauformen einer SRM sind als Prinzipskizzen in Abbildung 2.1 dar-
gestellt. In der Bauform links wird der magnetische Fluss iiber zwei gegeniiberliegende Pole
gefiihrt. Im Vergleich dazu verlduft der Fluss in der rechten Bauform iiber zwei nebeneinan-
derliegende Pole. Letztere ergibt einen kiirzeren Flusspfad. Die SRM mit langem Flusspfad
weist einen einfachen Aufbau auf und hat ein kleineres Volumen bei gleicher Strangzahl als
die Variante mit kurzem Flusspfad. Aufgrund des kompakteren Aufbaus wird im Weiteren
die SRM mit langem Flusspfad ndher betrachtet.

In [33] sind die Pole mit Zahnen versehen, was zu einer Effizienzsteigerung bei niedrigen
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Abbildung 2.1: Grundlegende Bauformen der geschalteten Reluktanzmaschine;
Links: SRM mit langem Flusspfad; Rechts: SRM mit kurzem Flusspfad

Drehzahlen fiihrt, allerdings bei hohen Drehzahlen einen gegensinnigen Effekt hat.

Zwei gegeniiberliegende Spulen bilden ein Spulenpaar. Haufig werden 6/4-, 12/8-, 8/6-
und 12/10-SRMs verwendet, wobei zuerst die Anzahl der Stator- und dann die Anzahl an
Rotorpolen genannt wird. Um die Maschine ohne weitere konstruktive Mafsnahmen aus
dem Stillstand in Rotation versetzen zu koénnen, sind mindestens zwei Spulenpaare not-
wendig. Weitere Bedingungen fiir die Selbststartfahigkeit sind in Kapitel 2.7.1 angefiihrt.
Mit der Anzahl der Spulen pro Phase steigt auch die Betriebssicherheit, allerdings steigen
damit auch die Kosten, da sowohl das Eisenvolumen als auch die nétige Anzahl an Leis-
tungskonvertern steigt. Die Frequenz der ersten Harmonischen des Flussdichteverlaufs ist
proportional zur Anzahl der Rotorpole P,. Daher fiihrt eine Reduktion der Polanzahl zu
geringeren Eisenverlusten. Bei High-Speed-Maschinen spielt diese eine besondere Rolle, da
die Anzahl an Schaltvorgéngen der elektronischen Bauteile mit dieser steigen.

Das Redundanzkonzept des Flywheels sieht drei unabhéngige Zwischenkreise mit 350 V
vor. Um diese zu versorgen, sind somit mindestens drei Phasen und damit sechs Statorpole
notwendig.

Da eine kleine Baugrofe von enormer Bedeutung fiir die Flywheel-Auslegung ist, wird
eine 6/4-SRM mit langem Flufpfad verwendet, wodurch auch die Eisenverluste und die
Schaltfrequenz moglichst gering bleiben und somit eine hohe Effizienz erreicht wird. Die Be-
triebssicherheit ist durch die Aufteilung in zwei identische elektrische Maschinen gegeben,
was zusétzlich den Vorteil eines symmetrischen Rotors bringt und eine radiale Stabilisie-
rung des Rotors durch einen lagernden Betriebsmodus zulésst. Zusammengefasst weist die
SRM folgende Vorteile auf:

e Robuster und einfacher Aufbau und dadurch geeignet fiir High-Speed-Betrieb,
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einfacher und spulenfreier Rotor,

hohe Effizienz bei variabler Drehzahl,

Hauptwérmequelle liegt am Stator, der einfacher gekiihlt werden kann,

Motor und Generator in einer Maschine,

durch separate Regelung ist ein lagernder bzw. kraftekompensierender Betrieb mog-
lich (siehe Kapitel 2.10.3 bzw. 2.10.4),

e hohe Betriebssicherheit.
Dem stehen folgende Nachteile gegentiber:
e Grofe Drehmomentenschwankungen,
e grofse Krifte bei exzentrischer Rotorposition,
e Beschaltung durch 2-Quadrantenkonverter und nicht 3-Phasen-Umrichter,
e starke Vibrationen und dadurch hohe Betriebslautstarke.

Wie bereits in Kapitel 1.1.2 angefiihrt, wird bei Schwungradspeichern meistens eine
PMSM eingesetzt, da diese die hochste Effizienz aufweist. Da allerdings auch der kon-
struktive Aufwand steigt, wurde eine SRM gewahlt. Durch die gewéhlte Ausfithrung sind
zwar zusdtzliche Leistungskonverter notig, allerdings wird auch eine kompakte Bauweise
erreicht.

In den folgenden Abschnitten wird zuerst die grundlegende Funktionsweise dieser Ma-
schinentopologie erldutert und Auslegungskriterien definiert. Anschliefslend wird auf die
Modellierung eingegangen, um die darauf folgende Dimensionierung durchfithren zu kon-
nen. Die Maschine stellt ein gekoppeltes System dar. Durch die Schaltvorgénge der Elek-
tronik werden die jeweiligen Spulen erregt, wodurch sich eine magnetische Kraftwirkung
ergibt, die wiederum eine mechanische Verschiebung des Rotors verursacht. Daher wird zu-
erst eine statische Finite-Elemente-Analyse durchgefiihrt, um die Kennlinien der Maschine
zu bestimmen. Diese werden dann in weiterer Folge fiir die dynamischen Simulationen
verwendet.

Weiters wird auf die Bestimmung von Ein- und Ausschaltwinkel eingegangen und das
Regelungskonzept mit Fokus auf lagernden und kraftekompensierenden Betrieb erldutert.
Die Wirkungsweise wird weiters durch Simulationen am Flywheelgesamtsystem gezeigt

sowie eine Modellvalidierung mittels eines Versuchsstands durchgefiihrt.
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Abschliefsend erfolgt ein Vergleich der Maschinenkennlinien der realen und idealisierten
Geometrie sowie die Untersuchung der Festigkeit des Rotors und der Warmeentwicklung

im Vakuumecontainment.

2.1 Grundlagen und Funktionsweise

Im Folgenden sollen grundlegende Begriffe eingefiihrt und Zusammenhénge hergeleitet wer-
den (vgl. [89] und [160]). Der Rotorwinkel # wird im mathematisch positiven Sinn gezéhlt
und sei 0°, wenn sich die Statorpole A mit einem Rotorpolpaar in Uberdeckung befin-
den. Befinden sich die Statorpole A und die Rotorpole Ry und R} wie in Abbildung 2.2
(links) gezeigt in einer nichtiiberdeckten Stellung, wird durch Erregung des Spulenpaars
A mit dem Strom [I4 ein magnetischer Fluss ® erzeugt. Dadurch werden die Rotorpole in
Richtung der Statorpole gezogen, wodurch die Reluktanz minimiert wird. Sobald sich die
Pole iiberdecken, wird der Erregerstrom des Spulenpaars A abgeschaltet und das Spulen-
paar B mit dem Strom Ip angeregt. Der daraus resultierende magnetische Fluss versucht
wiederum die Rotorpole Ry und R) mit den Statorpolen B in Uberdeckung zu bringen.
Durch die Beschaltung der Spulenpaare in der Reihenfolge A — B — C' wird eine Rotation
des Rotors um 90° im mathematisch positiven Sinn erreicht. Um eine volle Umdrehung zu
erreichen, muss jedes Spulenpaar P.-mal beschaltet werden, wobei P, die Anzahl der Ro-
torpole bezeichnet. Dreht man die Reihenfolge der Erregung um, erreicht man eine Umkehr
der Rotationsrichtung.

Stellt man eine Energiebilanz fiir eine Spule auf, erkennt man unter Vernachldssigung
aller Verluste, dass die zugefiihrte elektrische Energie W, gleich der Summe aus der ge-
speicherten magnetischen Energie Wy und der verrichteten mechanischen Arbeit W, sein

muss
We=Ws+ W, . (2.1)

Das Induktionsgesetz besagt, dass die angelegte Spannung U gleich der zeitlichen Anderung
der Flussverkettung v ist

_w

U =
dt

(2.2)

wobei die Flussverkettung definiert ist als das Produkt aus Windungszahl N und dem
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Abbildung 2.2: 6/4-SRM in zwei unterschiedlichen Winkelstellungen zur Erlduterung der
Funktionsweise und Beschaltungsfolge

magnetischen Fluss &
Yp=N® . (2.3)

Die magnetische Flussverkettung ist eine Funktion des Stroms und aufgrund des variablen
Luftspalts auch des Drehwinkels und ist aufserdem von den magnetischen Eigenschaften
des Materials abhéngig. Abbildung 2.3 zeigt einen charakteristischen Verlauf von 1 einer
SRM. Die zugefiihrte elektrische Energie entspricht dem Integral der Leistung

t t »
We—/UIdt—/IC(l;fdt—/Idz/J . (2.4)
0 0 0

Geht man von einer Variation des verketteten Flusses bei konstantem Strom aus, wie in
Abbildung 2.3 durch Drehen des Rotors von Stellung (D in Stellung @ dargestellt, so ist

die Variation der elektrischen Energie

We =1 (Yo —vo) - (2.5)

Die gespeicherte magnetische Energie erhdlt man durch das Integral iiber die Magnetisie-
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Abbildung 2.3: Charakteristischer Verlauf des verketteten Flusses als Funktion des Stroms
bei iiberdeckter und nichtiiberdeckter Rotorlage

rungskurve

P
Wy = [ 1(w)av (2.6)
0

und entspricht der eingeschlossenen Fliche zwischen der Kurve und der ®—Achse. Somit

ergibt sich fiir die Variation der magnetischen Energie

(o) )
swy= [ 1wy~ [ rwyav . (2.7)
0 0

Daher gilt fiir die Variation der mechanischen Arbeit

Yo Yo
Wi = 8W, — 6Wy = | g~ [ 10)d0| ~ |1vg— [1was|, (29
0 0
woraus sich fiur die mechanische Arbeit
I
W, = / o(1)dl (2.9)
0

ableiten lasst, was dem Komplementar der magnetischen Energie entspricht, das als Ko-

energie WJ’c bezeichnet wird.
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Abbildung 2.4: Schematischer Verlauf der Induktivitét

Das Luftspaltmoment entspricht der Anderung der mechanischen Arbeit {iber dem Win-
kel

W, 0
M= = %/w(f) ar . (2.10)

Die (Sekanten-)Induktivitdt L der jeweiligen Spule sei definiert als

Yp=Nd=LI — L:% . (2.11)

Unter Vernachléssigung von Materialnichtlinearitéten ist diese vom Strom unabhéngig und

das Integral in Gl. (2.9) lasst sich umformen zu
1 1 1
Wi =W, = /wdf = /LIdI = 5Lﬂ (2.12)
0 0

und man erhalt das Drehmoment M in vereinfachter Form zu

_1dLO)

M =
2 df

(2.13)

Abbildung 2.4 zeigt einen charakteristischen Verlauf der Induktivitdt einer SRM. Bei
einem Winkel von 0° befinden sich Stator- und Rotorpole in Uberdeckung und die In-
duktivitat weist ein Maximum auf, da der Luftspalt in dieser Stellung am geringsten ist.
Entfernen sich die Pole voneinander, nimmt die Induktivitdt ab und erreicht ihr Minimum,

wenn der erregte Statorpol zwischen zwei Rotorpolen steht. Nahert sich der néchste Rotor-
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Tabelle 2.1: Bezeichnung der SRM-Geometrieparameter
‘ Bezeichnung Bezeichnung
P, | Anzahl der Statorpole R, | Statorpolradius
P, Anzahl der Rotorpole hsy | Dicke des Statorriickschlusses
By Rotorpolwinkel R, | Statoraulsenradius
Bs Statorpolwinkel wgp | Statorpolbreite
R,; | Rotorinnenradius; Wellenradius he Spulenhohe
hrp | Hohe des Rotorpols we | Spulenbreite
R,, | Rotorpolradius wes | Abstand von Spule zur Polflanke
hry | Dicke des Rotorriickschlusses L Maschinenlénge
wyp | Rotorpolbreite g nominaler Luftspalt
hsp | Hohe des Statorpols N | Anzahl der Windungen pro Spule

pol, steigt die Induktivtit erneut an. Mit dem Induktivitatsverlauf in Abbildung 2.4 und

dem Drehmoment in Gl. (2.13) lésst sich erkennen, dass sich ein positives Drehmoment

im Bereich steigender Induktivitdt erzeugen ldsst. Analog fiihrt die Erregung im Bereich

fallender Induktivitdt zu einem negativen Drehmoment. Durch diese Betrachtungsweise

lassen sich folgende Eigenschaften der SRM erkennen (vgl. [89]):

2.2

Das Luftspaltmoment ist entsprechend Gl. (2.13) vom Quadrat des Stroms ab-
héngig, der daher unipolar sein kann. Daher konnen 2-Quadrantenkonverter ver-
wendet werden, wodurch die Anzahl an Schaltelementen im Vergleich zum 4-

Quadrantenkonverter halbiert wird.

In beiden Rotationsrichtungen lésst sich sowohl positives als auch negatives Drehmo-

ment erzeugen, womit sich die SRM in allen 4-Quadranten (M, w) betreiben lasst.

Die Rotationsrichtung kann durch simple Anderung der Beschaltungsreihenfolge ge-

andert werden.

Die SRM kann nicht mit Dreiphasenwechselstrom betrieben werden, sondern muss
mittels Konverter angesteuert werden. Daher ist der Einsatz mit konstanter Drehzahl
mit vergleichsweise hohen Kosten verbunden. Eine hohe 6konomische Effizienz kann

nur in Bereichen mit variabler Drehzahl erreicht werden.

Querschnittsgeometrie der 6/4-SRM

Abbildung 2.5 zeigt den Querschnitt einer 6/4-SRM. Die eingezeichneten Bemafungen sind

nochmals in Tabelle 2.1 zusammengefasst. Der Rotor der SRM wird an einer Welle mit

dem Aufenradius R,; angebracht und besteht aus dem ringférmigen Rotorriickschluss mit
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Abbildung 2.5: Geometrie und Bezeichnungen der 6/4-SRM

Aufsenradius R, und P, ausgepriagten Rotorpolen, deren Flanken mit dem Abstand w,,
parallel zum Durchmesser verlaufen. Der Aufenradius der Rotorpole sei mit Iz, bezeichnet.
Der Statorriickschluss ist ebenfalls ringférmig mit Aufen- und Innenradius Ry, bzw. Ry;.
Die Statorpole haben den Innenradius Rs, und deren Flanken seien ebenfalls parallel zum
Durchmesser mit einer Distanz von ws,. Der nominale Luftspalt g ist der Abstand zwischen

Rotor- und Statorpol. Es gelten die folgende Zusammenhinge
Ry =Rip+9, Reo=Ryi+hry Reo=Rai+h,
Wyp = 2Ry sin(B,/2),  wsp = 2R,y sin(Bs/2), (2.14)
hp = Rei — Reps  hup = Rep — Ry

mit der Stator- bzw. Rotorriickschlussdicke hgy bzw. h,, sowie der Stator- bzw. Rotorpolho-
he hg, bzw. hyp. Auf einen verdnderlichen Polfufswinkel wurde aus Griinden der Einfachheit
verzichtet. Eine Steigerung des mittleren Drehmoments lasst sich durch eine Vergroferung
der Polbasis erreichen. Die Anderung des Winkels der Rotorpolbasis hat kaum einen Ein-
fluss. Eine Vergrofserung dieses Winkels wiirde daher nur zu groferem Volumen und daher
kleinerem Drehmoment pro Volumen fiihren und somit die Verlustleistung erhéhen. Durch
die VergroRerung der Statorpolbasis kann das Drehmoment im Bereich der Uberdeckung
erhoht werden. Durch den grofseren Statorpolbasiswinkel wird die Polflache grofser und die

Reluktanz verringert. Dadurch steigt der Fluss im Pol und damit auch das Drehmoment
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R.\'p tan (7[ /Ps)
K<

Abbildung 2.6: Dimensionierung der Geometrieparameter der Spulen

sowie die Induktivitdt. Der Einfluss ist in {iberdeckter Position grofer, da die Flussdich-
te hier hoher ist. Es kann ein gleichméfigeres Drehmoment erreicht werden, wodurch die

Anforderungen an den Drehmomentenregler sinken. Fiir Details sei auf [109] verwiesen.

2.2.1 Geometrie der Spulen

Die Dimensionierung der Spulen hat grofen Einfluss auf die Baugrofe der Maschine. Um
eine einfache Herstellung der Spulen zu erméglichen, wird eine rechteckige Ausfiithrung
verwendet. Abbildung 2.6 zeigt die Spulengeometrie sowie die zur Auslegung erforderlichen

geometrischen Grofen. Die Breite der Spule ergibt sich aus der Statorgeometrie zu

we = Ry [ta,n <;> — sin @ﬂ O (2.15)

wobei die Spule vom Statorriickschluss, der Polflanke sowie von der benachbarten Spule den
Abstand w.s haben soll. Zur Bestimmung des Drahtdurchmessers wird angenommen, dass
der Effektivwert des Stroms im Betrieb am hdchsten ist, wenn eine Erregung iiber 45° vor-

liegt!, was bei geringen Drehzahlen der Fall ist. Da der Stromverlauf dabei rechteckformig

! dies entspricht dem gesamten Winkelbereich des positiven bzw. negativen Drehmoments aufgrund der
4 Rotorpole
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ist, betrigt der Effektivwert des Stroms dann

45° 1

@ = E . Imaz,ult (216)

Ieff = Imax,ult
mit dem maximal zuldssigen Strom 1,4, ¢ Mit der zuldssigen Stromdichte Jy,q, ergibt

sich die notige Leiterquerschnittsfliche zu

Imax ult
Qe = —(—2— . (2.17)
¢ \/§Jmax
Fiir die benotigte Spulenfliche ergibt sich die Spulenhohe mit dem Fiillfaktor F; und der
Windungszahl N zu
acN

he = . 2.18
oF (2.18)

Um eine kompakte Bauweise zu erreichen, ergibt sich der Innenradius des Statorriickschlus-

ses, wie in Abbildung 2.6 gezeigt, zu

2 2
Ry = \/[Rspsin <B25> + we + 2wcs} + [Rsp + he + 2wcs:| . (2.19)

Da die Statorpolhohe im Vergleich zur Hohe des Rotorpols keinen wesentlichen Einfluss
auf die Charakteristik der Maschine hat, kann diese an die Spulenhohe angepasst werden.

Mit den geometrischen Abmessungen sowie dem spezifischen Widerstand
PCu,200 = 17.8-1072 Qm?/m fiir Kupfer bei 20°C kann der ohmsche Widerstand der
Spule anhand der Lénge der dufsersten Wickellage mit

N
R = pcu 200 (2L 4 2wgp + 8w, + 8wcs)a— ) (2.20)
C

abgeschétzt werden.

2.3 Konverter

Als Leistungskonverter werden 2-Quadrantenkonverter mit zwei Transistoren und zwei Di-
oden verwendet (siche Abbildung 2.7). Leiten beide Transistoren, liegt an der jeweiligen
Spule eine positive Spannung an. Uberschreitet der Strom den geforderten Grenzwert, wer-
den beide Transistoren abgeschaltet, wodurch sich die Induktivitit der Spule dann iiber die

Dioden zur Quelle entladt. Beim Entladen ist die angelegte Spannung gleich der negativen
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Abbildung 2.7: Prinzipskizze des hocheffizienten Konverter-Prototyps fir AMBs und
SRMs: 2-Quadranten-Vollbriicke fiir eine Stromrichtung (aus [127])

Zwischenkreisspannung. Ist nur ein Transistor leitend, so liegt keine Spannung an und die
Spule wird im Freilauf betrieben. Die Induktivitdt halt den Strom aufrecht, der aufgrund
des ohmschen Widerstands sinkt. Fiir Details zum verwendeten Konverter sei auf [127]
verwiesen, woraus auch die folgenden Betrachtungen stammen.

Die Konverterverluste setzen sich im Wesentlichen aus den Verlusten der Leistungs-
halbleiter (Leit- und Schaltverluste), den Verlusten in Filtern und den Verlusten der Trei-
berschaltungen zusammen. Die Anforderungen an den Konverter sind eine hohe Robustheit
der Schaltung, galvanische Trennung zwischen Ansteuer- und Leistungsteil, hoher Wir-
kungsgrad {iber einen moglichst weiten Anwendungsbereich, mogliche Zwischenkreisspan-
nung zwischen 30 V und 600 V, ein maximaler Laststrom von 20 A und Schaltfrequenzen
bis zu 200 kHz.

Das Schaltungsgrundkonzept basiert weitgehend auf den Entwicklungen aus [125]
und [126]. Diese Schaltung wurde auf ein Minimum reduziert, da in vorliegender An-
wendung die Redundanz bzw. Zuverlassigkeit durch unabhéngig voneinander arbeitende
Magnetlagerbaugruppen gegeben ist, wodurch eine hohe Robustheit gewahrleistet ist.

Die Ansteuerung der Transistor-Gates erfolgt mittels bewahrter Opto-Gatetreiber. Diese
ermdglichen aufgrund der galvanischen Trennung eine hohe Sicherheit fiir Messungen an der
Elektronik und optimale Arbeitsbedingungen fiir die Microcontroller (uCs) der Regelung.
Oftmals wird die Stromversorgung der Gatetreiber mittels Standard-DC/DC-Wandlern
kleiner Ausgangsleistung durchgefiihrt. Diese weisen jedoch einen méfigen Wirkungsgrad
und eine geringe mittlere Betriebsdauer zwischen Ausfillen (Mean Time Between Failures
- MTBF) auf. Aus diesem Grund wurde ein DC/DC-Wandlersystem entwickelt, das einen

wesentlich hoheren Wirkungsgrad und, aufgrund der geringen Bauteilanzahl, eine héhere
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Abbildung 2.8: Verluste der Leistungskonverter als Funktion des Ausgangsstroms Py, (1)
(vgl. [127]) bei einer PWM-Frequenz von 100 kHz

MTBF aufweist und dadurch speziell bei sehr geringen Ausgangsleistungen der Leistungs-
Konverter zu einem hohen Gesamtwirkunsgrad beitragt.

Die Leitverluste von IGBTs sind in erster Ndherung proportional dem Ausgangsstrom,
die Leitverluste von MOSFETs hingegen steigen quadratisch mit dem Ausgangsstrom an.
Die Schaltverluste von MOSFETSs sind geringer, da sie schneller schalten und keinen Strom-
Tail beim Abschalten aufweisen. Da fiir die geplante SRM-Ansteuerung hohe Schaltfrequen-
zen erforderlich sind, fithren MOSFETs daher zu einer héheren Systemeffizienz.

Die hohere Gate-Kapazitiat von MOSFETs gegeniiber IGBTs gleicher Leistung spielt eine
untergeordnete Rolle. Daher wurden fiir die Transistoren Si-MOSFETs verwendet. Bei der
Wahl der Freilaufdioden muss ebenfalls ein Optimum hinsichtlich Leitverlusten und Schalt-
verlusten gefunden werden. Schottky-Dioden weisen keine Reverse-Recovery-Verluste auf
und sind damit optimal fiir hohe Schaltfrequenzen geeignet. Die SiC-Technologie ermoglicht
Schottky-Dioden auch mit der hier erforderlichen Spannungsfestigkeit zu fertigen.

Die Verlustleistung des Konverters ist in Abbildung 2.8 als Funktion des Stroms dar-
gestellt. Die Messungen wurden bei einer Schaltfrequenz von 100 kHz und Verwendung
einer 3-Pegel-Pulsweitenmodulation (PWM) durchgefiihrt. Die dargestellte Kurve dient

zur Berechnung der Verlustleistung der Elektronik bei den Simulationen.

2.4 Finite-Elemente-Modell und Berechnung der Kennlinien

Die Grundlage der Analyse und Optimierung der Maschine stellt ein mit dem Programmpa-

ket ComsoL-Multiphysics erstelltes Finite-Elemente (FE) Modell dar. Bei diesem Modell
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Abbildung 2.9: Aufteilung der FE-Geometrie der 6/4-SRM

wurde besonders auf die vollstdndige Parametrierung und Einbindung in MATLAB Wert ge-
legt. Dadurch kénnen jede Geometrie und Bestromung simuliert und die Ergebnisse direkt
fiir eine Optimierung in MATLAB sowie einer Gesamtoptimierung des Flywheels herange-

zogen werden.

2.4.1 Geometrie

Abbildung 2.9 zeigt die Geometrie des FE-Modells. Da die Flussdichte in den verschiedenen
Bereichen der Maschine unterschiedliche Frequenzen und Amplituden aufweist, ist die Geo-
metrie in mehrere charakteristische Bereiche aufgeteilt. Die Auswertung der magnetischen
Flussdichte in der gesamten Maschine ist fiir die in Kapitel 2.6 angefiihrte Berechnung der
Verlustleistung erforderlich. Zur Beriicksichtigung eines exzentrischen Laufs kann der Ro-
tor translatorisch um die Auslenkungen v in z-Richtung bzw. v in y-Richtung verschoben
werden. Die Statorwindungen sind als Rechtecke modelliert, um eine einfache Vernetzung
zu gewahrleisten. Um diesen Umstand zu beriicksichtigen, wurde die Stromdichte in diesen

Rechtecken der Fliche entsprechend angepasst.



2.4 FE-MODELL UND BERECHNUNG DER KENNLINIEN 37

2.4.2 Analyse

Um die Rechenzeit zu verkiirzen, ist es zweckméfig, die Elemente des Rotors mit dem
Drehwinkel 6 mit zu bewegen. Zu diesem Zweck werden Rotor und Stator separat vernetzt
und die Verbindungsfliche als ,,Sliding Surface modelliert. Bei dieser wird das Vektorpo-
tential an der Rotoraufenfliche mittels Interpolation des Statorfeldes berechnet und als

zusétzliche Gleichung gelost. Die ndtige Verschiebung des Rotors Az bzw. Ay ist hierbei

Ax cosf —sinf T — U T —u
_ - . (2.21)
Ay sinf cosf y—v y—v

Sieht man von Randeffekten an der Ober- und Unterseite der Maschine sowie einer Verkip-
pung des Rotors ab, ist eine zweidimensionale Betrachtung der Maschine zur vollstandigen
Beschreibung ausreichend. Das hysteretische Verhalten sowie dynamische Effekte in Form
von Wirbelstromen seien ebenfalls vernachléssigt, wodurch eine quasistatische Analyse
moglich ist. Eine Abschitzung der Eisenverluste aufgrund der Hysterese und der Wirbel-
strome wird in Kapitel 2.6 angegeben.

Des Weiteren wird die Kopplung der einzelnen Spulen vernachléssigt, was den Simulati-
onsaufwand wesentlich reduziert, da das Superpositionsprinzip angewendet werden kann.
Somit ist es moglich, das Verhalten der gesamten Maschine durch die Bestromung eines
Spulenpaars zu beschreiben. Zu diesem Zweck wird folgend nur auf das Spulenpaar A ein-
gegangen. Mit den Erregerstrémen der ersten und zweiten Spule von A erhélt man die

eingepragte Stromdichte zu
NI 1 NI 2

Jy =
)
A FE AcFE

Jp = : (2.22)

mit der im FE-Modell verwendeten Spulenquerschnittsfliche A, rg.

Durch die Modellierung mittels einer ,Sliding Surface* ist das Verwenden eines para-
metrischen Gleichungslosers moglich, der als Startwert die Losung des vorhergehenden
Parametersatzes verwendet und damit die Rechenzeit verkiirzt. Bei festen translatorischen
Verschiebungen u und v ist die magnetische Flussdichte als Ergebnis der Simulation eine

Funktion von den beiden Stromen sowie vom Drehwinkel
B=B(0,1,1,uv) |, (2.23)

wobei die Flussdichte eine vektorwertige Grofse ist und einen Anteil in radialer und einen

in Umfangsrichtung aufweist.
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Vernetzung und Randbedingungen

Um die Kontinuitdt des magnetischen Flusses zu gewéhrleisten, miissen die Randbedingun-
gen am Ubergang vom Rotor- zum Statorluftspalt mit dem Drehwinkel mitgefiihrt werden.
Durch diese Vorgehensweise ist eine Neuvernetzung der Geometrie nur bei Anderung der
translatorischen Auslenkung notwendig, da diese nicht analytisch, &hnlich Gl. (2.21) be-
schrieben werden kann. Bei der Vernetzung muss dem Luftspalt besondere Aufmerksamkeit
geschenkt werden. Zum einen sollte das Netz in diesem sehr fein sein, um eine Auswer-
tung des Drehmoments und der magnetischen Kréfte {iber den Maxwell-Spannungstensor
in ausreichender Genauigkeit zu gewéhrleisten und um den Materialiibergang abbilden
zu kénnen. Zum anderen kann eine grofse Zahl an Elementen im Luftspalt zum Abbruch
des Vernetzungsalgorithmus fiithren, was insbesondere bei exzentrischer Lage des Rotors
auftritt.

Da die Flussdichte ein reines Wirbelfeld ist, miissen die Feldlinien innerhalb des Re-
chengebiets geschlossen sein, was durch Nullsetzen des magnetischen Vektorpotentials am
Statoraufsenradius erreicht wird.

Wie in Kapitel 2.4.3 angefiihrt, ist nur der Mittelwert der Feldgréfsen in den einzel-
nen Bereichen von Interesse. Aufgrund der gléttenden Eigenschaften der Integration zur

Mittelung sind die Anforderungen an die Netzfeinheit gering.

Materialbeschreibung

Um Sattigungseffekte zu beriicksichtigen, wurde der nichtlineare Zusammenhang zwischen
magnetischer Flussdichte B und der magnetischen Feldstarke H in COMSOL als Magne-
tisierungskurve angegeben. Verwendet wurde Vacoflux 50 fiir den Stator und Vacodur 50
fiir den Rotor (siehe [74]). Wie in Abbildung 2.10 zu erkennen ist, zeichnen sich diese
Eisen-Kobalt-Legierungen durch eine sehr hohe Sattigungsinduktion von 2.35 T aus. Dies
ermoglicht bei gleichem Drehmoment einen kleineren Bauraum. Fiir Details zur Messung
der in Abbildung 2.10 dargestellten Magnetisierungskurve sowie deren dynamischen Ver-
haltens sei auf [134]| verwiesen. In den Bereichen aus Kupfer, Luft und Aluminium wurde

die relative Permeabilitéit zu eins gesetzt.

2.4.3 Postprocessing

Zur Bestimmung der Maschinenkennlinien ist nicht der lokale Wert der Flussdichte aus-

schlaggebend, sondern deren Mittelwert, daher wird die lokale Flussdichte tiber die Fléache
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Abbildung 2.10: Magnetisierungskurve von Vacoflux 50 und M111-35S (vgl. [74] und [134])

der einzelnen Bereiche gemittelt

— 1
B = /BdAZ- mit i=1,...,20 . (2.24)
lAZ-

Wird der Rotor translatorisch verschoben, sind die Charakteristika der Maschine nicht
mehr punktsymmetrisch beziiglich 45°. Durch Nutzen von Symmetrien ist nur eine Simu-
lation des Drehwinkels von 0° bis 180°/P, bei zentrischem Lauf bzw. 360°/P, bei exzen-
trischem Lauf notwendig.

Betrachtet man die Flussdichte Bi; des Statorpols 1 von A, so ist diese im zweiten
Quadranten der wu-v-Ebene gleich wie im ersten, allerdings mit gestirzter #-Achse. Im
dritten Quadranten ist diese gleich der Flussdichte B4 des Statorpols 2 von A, jedoch mit
vertauschten Strémen, und im vierten Quadranten gleich B14 mit gestiirzter 6-Achse und

vertauschten Stromen

1(0, 11, I3, u,v) firu>0undv >0

B

By, <?D—7:—9,11,127—u,v> firu<Oundv >0

B = (2.25)
B4 (0,13, I1, —u, —v) firu<Oundov <0

\EM (%7: — 0,1, 11,u, —v) fir u > 0 und v < 0.

Fiir alle anderen Bereiche gelten zu Gl. (2.25) analoge Beziehungen. Somit erhélt man
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fiir jede Rotorlage und jeden Erregerstrom der Spulen die zugehorige Flussdichte, mit der
die Maschinenkennlinien und, wie in Kapitel 2.6 beschrieben, die Eisenverluste berechnet
werden kénnen. Der Verlauf der magnetischen Flussdichte in den einzelnen Maschinenbe-
reichen bei einer Bestromung von Iy = I3 = 20 A iiber eine vollstdndige Rotordrehung ist

exemplarisch in Abbildung A.2 dargestellt.

Prinzip der virtuellen Arbeit

Die Berechnung der wirkenden magnetischen Kréafte ist auf verschiedene Arten moglich.
Analytische Methoden werden z.B. in [29], [91], [95] und [143] beschrieben. Darin werden
zwar verschiedene Bestromungen der beiden Spulen, allerdings nur die zentrische Rotor-
position beriicksichtigt. Durch die geplante Unwuchtregelung der magnetischen Lagerung
ist der Arbeitspunkt des Rotors nicht in dessen geometrischen Mitte, was auch einen Ein-
fluss auf den Verlauf der Kréfte hat. Weitere analytische Methoden sind in [25] und [26]
angefiihrt. Darin werden auch Streufliisse beriicksichtigt, jedoch keine Materialnichtlinea-
ritdten. In [22| wird eine analytische Variante, basierend auf den Maxwell Spannungen,
angefiihrt. Der Einfluss der Rotorexzentrizitét auf die Induktivitdt und das Drehmoment
werden z.B. in [98] beschrieben.

Wie in Kapitel 2.1 angefiihrt, ist der Verkettungsfluss der Spulen 1 und 2

¢1 = N(I)ll,r = NRspﬁsLEH,r
B (2.26)
T;Z)2 = N(I)14,r = NRspﬂsLBM,r )

worin der Index r andeutet, dass es sich um die radiale Komponente handelt. Nimmt man
einen zentrischen Lauf des Rotors sowie gleiche Bestromung der Spulen? an, so ergibt sich

die Koenergie zu

I

I
Wl (9,1,1,0,0):/¢d¢:2/w1 (0,i,i,0,0) di | (2.27)
0 0

wobei hier 7 als Integrationsvariable verwendet wird. Wie eingangs erwahnt und in Kapi-
tel 2.10 beschrieben, sieht das verwendete Regelkonzept eine separate Regelung der Spulen-
strome sowie einen moglichen exzentrischen Lauf vor. Abbildung 2.11 zeigt den verketteten
Fluss 11 der Spule 1 als Funktion der beiden Spulenstréme bei Poliiberdeckung und zen-
trischer Rotorposition. Bei gleicher Bestromung der beiden Spulen entspricht Gl. (2.27)

der Integration der Projektion von 11, ausgewertet entlang der Diagonale I; = Io, auf die

2 entspricht der elektischen Serienschaltung gegeniiberliegender Spulen



2.4 FE-MODELL UND BERECHNUNG DER KENNLINIEN 41

20
I2inA 0 o |1iI"IA

Abbildung 2.11: Verkettungsfluss 1 bei u = v = 0 mm als Funktion der Stréme I; und I

11-I1-Ebene iiber dem Strom I;. Werden nun die beiden Spulen mit unterschiedlichen Stro-
men erregt, muss der verkettete Fluss entlang der Geraden durch den Ursprung und den
Punkt (11, I2) ausgewertet werden. Dadurch erhélt man die Koenergie der beiden Spulen

als Funktion der Erregerstrome sowie der Rotorposition zu

Iy
I
Wiy (0,11, Ip,u,v) = /wl (9,i,i2,u,v) di
; Il
0

(2.28)

I
I
WJ/CQ (9,[1,[2,’&, U) = /¢2 (‘Qail:i)u:’U) di
s I2
0

und durch Summation die gesamte Koenergie des Spulenpaars

Wi=Wii+Wiy . (2.29)
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Das Prinzip der virtuellen Arbeit besagt, dass bei einer virtuellen Verschiebung eines Sys-
tems aus der Gleichgewichtslage heraus die von den inneren und dufseren Kraften insgesamt
geleistete Arbeit gleich null ist (vgl. [116]). Durch die berechtigte Annahme eines holono-
men Systems erhélt man dann aus der Koenergie die in - bzw. in y-Richtung wirkenden

Kréfte und das generierte Drehmoment zu

. oWy . oWy v oWy (2.30)
oo Y oy 00 .
wobei die Integration in Gl. (2.28) und die Differentiation in Gl. (2.30) numerisch ausge-

fithrt werden muss. Bei Verwendung der Trapezregel lautet z.B. die Koenergie aus Gl. (2.28)

WJ/‘71(97 Il,n’ 127 u, U) ~

(2.31)

"L — T I I
ZM [%(9,[1,@‘,11,1'27%”) +1(0, 111,11 z‘—172,U7U)

Il,n ' ' Iln

)

Fiir die numerische Differentiation empfiehlt sich der zentrale Differenzenquotient, da an-
dernfalls Symmetrien nicht erfiillt werden. Das Drehmoment ergibt sich dann zu

Wl

9 717]’“’“ _W/ 97 7I7lyu7’U
M(9n7117[2,u,v)% f( ntl; 21,72 ) f(n 15414542 )

0n+1 - Hn—l

(2.32)

und analoge Beziehungen gelten fiir die Kréfte F, und F,.

Eine wichtige Kenngréfe der Maschine ist die Selbstinduktivitdt L1; und die Gegenin-
duktivitdt Lio der Spulen, die insbesonders bei der Stromregelung eine grofe Rolle spielen.
Diese ergibt sich aus der inkrementellen Induktivitdt durch Integration und Division durch

den Iststrom

81#1(9,2,[2,16 7)) .
Ly1(0, 11, Iy, u,v) = Il/ 5 di

0

(2.33)

1 1(0,1
L12(9 Il,IQ,U ’U I/ 17@7“ ’U) di
0

Eine analoge Beziehung gilt fiir Los und Loj. Aufgrund des nichtlinearen Materialverhal-
tens ist die Induktivitdt nicht nur eine Funktion der Geometrie, sondern auch der beiden

Erregerstrome.
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Abbildung 2.12: Links: Vergleich der verwendeten Methoden anhand des Drehmoments bei
zentrischem Rotor mit 1500 Elementen; Rechts: Mittlerer quadratischer
Fehler bezogen auf das Drehmoment bestimmt mit 1500 Elementen ent-
lang des Luftspalts

Validierung

Zur Validierung des oben beschriebenen Modells wurde das Drehmoment bei zentrischem
Lauf mittels dem aus dem Maxwell-Spannungstensor ermittelten Drehmoment verglichen.
Verwendet wurde die Methode nach Arkkio (vgl. [8])

L <Rsp + Ry,

2271'
M) == (B35 ) [ 5000 do (2.34)
Ho

wobei die Flussdichte in radialer Richtung und Umfangsrichtung jeweils in der Mitte des
Luftspalts ausgewertet wurde. In Abbildung 2.12 sind die Ergebnisse beider Methoden
einander gegeniibergestellt. Zu diesem Zweck wurde das Drehmoment bei unterschiedli-
cher Diskretisierung des Luftspalts ermittelt. Dargestellt ist das Drehmoment berechnet
mit beiden Methoden mit jeweils 1500 Elementen entlang des Luftspalts. Auerdem ist der
mittlere quadratische Fehler (mse) beziiglich der Losung mit 1500 Elementen der jeweiligen
Methode abgebildet. Es ist klar ersichtlich, dass mit dem Prinzip der virtuellen Arbeit auf-
grund der Mittelwertbildung bereits mit sehr grobem Netz gute Ergebnisse erzielt werden
konnen. Mit der Integration des maxwellschen Spannungstensors zeigen die Resultate erst

ab 1000 Elementen entlang des Luftspalts die gewiinschte Genauigkeit (siehe auch [47]).
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2.5 Dynamische Simulation

In diesem Abschnitt wird ein vereinfachtes Modell fiir Optimierungsbetrachtungen erlau-
tert. Eine detailliertere Modellierung wird in Kapitel 2.11 beschrieben.

Aufgrund des starken nichtlinearen Verhaltens der SRM ist eine dynamische Simulation
zur Auslegung und Dimensionierung unumgéinglich. Grundlage ist das Induktionsgesetz

unter Vernachldssigung der Gegeninduktion

dy
U=RI+~- 2.35
+ (2.35)

das allerdings aufgrund der Zeitableitung nur bedingt fiir eine numerische Simulation
brauchbar ist. Durch Umformen erhélt man die integrale Form, die wesentlich besser ge-

eignet ist. Mit der Anfangsbedingung ¥ (t = 0) = 0 lautet diese

Y= [(U—-RIdt . (2.36)
/

Die aus der FE-Analyse gewonnene -Kennlinie muss daher mittels Interpolation in eine
Stromkennlinie umgerechnet werden (siehe z.B. Abbildung 2.24). Nachteilig ist hierbei,
dass die beiden Spulenstréme magnetisch miteinander gekoppelt sind, wodurch sich bei
der Simulation eine algebraische Schleife ergibt.

Abbildung 2.13 zeigt das zur Dimensionierung verwendete Modell. Die Winkelgeschwin-
digkeit ist aufgrund des grofen Tragheitsmoments des Rotors als konstant angenommen.
Der Rotor lduft in seiner geometrischen Mittellage, womit die Induktivitdten der beiden
Spulen gleich sind und daher nur die Regelung eines Stroms notwendig ist. Der Stromregler
und die PWM-Ansteuerung sind durch einen Hystereseregler ersetzt, um die Simulation
unabhéngig von Reglerparametern und PWM-Frequenz durchfiithren zu kénnen. Des Wei-
teren werden die Zwischenkreisspannung mit 350 V eingeprigt sowie die Storsignalanteile
der Sensoren und das dynamische Verhalten der analogen und digitalen Filter vernach-
lassigt. Da der Betrieb stationér ist, werden das Drehmoment und die Verlustleistungen
der einzelnen Spulenpaare superponiert. Damit ist die Betrachtung eines einzelnen Spulen-
paars und eine anschliekende Uberlagerung ausreichend, wobei die Polarisation der Spulen
beachtet werden muss. Abbildung 2.14 zeigt das Bestromungsschema.

Der in Abbildung 2.13 in orange dargestellte Block beinhaltet die Schaltlogik. Ist eine
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Abbildung 2.13: SIMULINK-Modell zur Bestimmung der mechanischen Leistung und der
Verlustleistung bei konstanten Betriebsparametern

Abbildung 2.14: Polaritdten und Anordnung der Spulen der 6/4-SRM
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der Bedingungen

(Oon < Bog 1) A |(0 = Bun) A (0 < o)
(2.37)
(Honzeoff)/\ [(9290n)\/(9§90ff)} )

worin 6,, den Ein- und 6,7y den Ausschaltwinkel bezeichnen, erfiillt, wird der Sollstrom
mit 1, andernfalls mit 0 multipliziert. Der blaue Block reprisentiert das Modell des in Ka-
pitel 2.3 beschriebenen 2-Quadrantenkonverters, wobei sdmtliche Bauteile als ideale Leiter
bzw. Schalter ausgefiihrt wurden. Die Berechnung des Induktionsgesetzes sowie des Dreh-
moments befinden sich im griinen Block. Die hinterlegten Kennfelder werden darin linear
interpoliert. Im grauen Block werden die Stromwarmeverluste der Spulen und die Konver-
terverluste als Funktion des Stroms berechnet und im gelb markierten Block befindet sich
ein Simulationsstopp, der ausgelést wird, sobald ein eingeschwungener Zustand erreicht
ist. Ergebnisse der Simulation sind dann die mittlere mechanische Leistung Ppec, und der
Stromverlauf, aus dem sich dann die Stromwéarmeverluste aus Gl. (2.39), die Konverterver-
luste aus Gl. (2.40) und die Eisenverluste aus Gl. (2.44) als Funktion des Sollstroms sowie
des Ein- und Ausschaltwinkels berechnen lassen.

Da die Induktivitdt der SRM vom Drehwinkel abhéngt, wird eine Spannung induziert,
die dem Strom und der Winkelgeschwindigkeit proportional ist

dvp d(LI)
U=RI+—~RI+—-+
+dt + dt
dl dL dl dL df
~ ol &s - it 2.38
RI+Ldt+Idt RI+Ldt+Id0dt ( )
dl dL
~RI+L—+1—
RI + dt+ d@w

Wie Abbildung 2.15 links zeigt, wird aufgrund der Induktivitdt zur Erreichung des ge-
wiinschten Stroms ein groferer Winkelbereich benétigt, je hoher die Winkelgeschwindig-
keit ist. Des Weiteren wird der Term dL/df im Bereich von € ~ 50° immer grofer, wes-
wegen bei hoheren Winkelgeschwindigkeiten die Spannung nicht ausreicht, um den gewoll-
ten Stromanstieg zu gewéhrleisten. Der Term I(dL/df)w wird als gegenelektromotorische
Kraft (BEMF) bzw. induzierte Spannung bezeichnet und wirkt dem Stromanstieg ent-
gegen. Daher miissen Ein- und Ausschaltwinkel sowie der Sollstrom in Abhéngigkeit von
Leistung und Drehzahl variiert werden, wie in Kapitel 2.9 beschrieben wird. Abbildung 2.15
rechts zeigt den verketteten Fluss als Funktion des Stroms bei verschiedenen Drehzahlen.

Erkennbar ist, dass die eingeschlossene Flache und damit die eingebrachte Energie und das
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Abbildung 2.15: Stromverlauf und Phasendiagramm bei verschiedenen Winkelgeschwindig-
keiten bei konstanten Ein- und Ausschaltwinkeln

Drehmoment kleiner werden, je schneller die Maschine dreht.

2.6 Bestimmung der Verluste

Die in Kapitel 2.9 angefithrte Optimierung der Betriebsparameter wird hinsichtlich ma-
ximalem Wirkungsgrad durchgefiihrt. Zu diesem Zweck ist eine Ermittlung der einzelnen
Verluste notwendig. Des Weiteren sind die Eisenverluste neben den Stromwérmeverlusten
der elektrischen Maschine die gréfste Warmequelle innerhalb des Flywheel Containments
und somit wichtige Eingangsparameter fiir das in Kapitel 2.15 angefiihrte Modell zur Ana-
lyse der Warmeentwicklung innerhalb des Containments. Die Verluste entstehen durch den
elektrischen Widerstand in den Spulen und den Bauteilen der Konverter, den Schaltver-
lusten der Transistoren und Dioden der Konverter sowie durch durch das hysteretische
Materialverhalten und die Wirbelstrome in den Blechungen.

Der Mittelwert der Stromwérmeverluste in den Spulen ist gegeben durch

e

T

_ 1

Po=Ij;R=R-— / I?dt (2.39)

T
T—r1

mit der Periodendauer 7, dem Effektivwert des Spulenstroms I.¢; und dem Widerstand R
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Tabelle 2.2: Hysterese- und Wirbelstromverluste verschiedener Materialien bei By = 1.5 T
und fo = 50 Hz pro kg Eisen

Material H Blechstérke in mm | kg in W /kg ‘ kg in W /kg
Vacoflux 50 0.1 1.25 0.0625
Vacoflux 50 0.35 1.25 0.38
M400-50A 0.5 3.125 0.855
M111-35S 0.35 0.45 0.42

der Spule, dessen Berechnung in Kapitel 2.2.1 angefiihrt ist. Der Effektivwert des Spulen-
stroms ist i.A. abhéngig vom Betriebspunkt und muss daher aus Simulationen gewonnen
werden. Einen Einfluss haben auch erhohte Temperatur und der Skin-Effekt. In [121] wird
eine Abweichung aufgrund dieser Effekte von etwa 10% angegeben.

Der Mittelwert der Verluste in den Leistungskonvertern setzt sich aus den Leit- und
Schaltverlusten der einzelnen Bauteile zusammen und ergibt sich mit der in Kapitel 2.3

angefithrten Funktion Pepy () durch Mittelung iiber eine Umdrehung zu

1
Pconv = - / Pcorw(-[) dt . (240)
T

Die Bestimmung der FEisenverluste, bestehend aus Hysterese- und Wirbelstromverlusten,
gestaltet sich hingegen wesentlich aufwandiger. Dies liegt daran, dass in verschiedenen Ma-
schinenbereichen der Verlauf der Flussdichte unterschiedliche Frequenzen aufweist. Eine in
der Literatur iibliche Vorgehensweise ist die Verwendung der modifizierten Steinmetzglei-

chung, die fiir den i-ten Maschinenbereich aus Abbildung 2.9

Ny at+b|B(f;)] 2 2
. |B(f;)] I |B(f;)| fi
Ao =3 o (F320) () ke (P2) ()

J=1

(2.41)

lautet, darin bezeichnen m; die Masse des vorliegenden weichmagnetischen Teils, Ny die
Anzahl der Harmonischen im Flussdichteverlauf, |B(f;)| die Amplitude der j-ten Har-
monischen von B und f; deren Frequenz. Die Materialparameter kg und kg geben die
Hysterese- bzw. Wirbelstromverluste pro Masse bei einer Flussdichte von By und einer
Frequenz von fy an und sind fiir verschiedene Materialien in Tabelle 2.2 angefiihrt. Fiir
Details zur Messung und Bestimmung der Verluste sei auf [133] und [134] verwiesen.

In [121] wird Gl. (2.41) mit den Koeffizienten a = 2 und b = 0 verwendet. Es werden zwei
Varianten zur Berechnung der Eisenverluste angegeben, die sich durch die Auswertung der

Harmonischen unterscheiden. Nachteilig ist, dass jeweils eine Komponente der vektorwer-
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tigen Flussdichte herangezogen wird. Auferdem wird die Flussdichte in den einzelnen Ma-
schinenbereichen analytisch, wie in [89] beschrieben, ermittelt, wodurch eine Beschreibung
von komplexen Geometrien sowie materialbedingten Nichtlinearititen erschwert wird. In
[36] wurde Gl. (2.41) in ANSYS implementiert und wird fiir jedes Element des FE-Modells
ausgewertet. Eine dhnliche Vorgehensweise ist in der FE-Software FEMAG (siehe [123]) im-
plementiert. Sowohl in [36] als auch in [123] werden die Tangential- und Radialkomponente
der Flussdichte zur Verlustberechnung herangezogen. Nachteilig ist dabei, dass durch die
Berechnung in jedem Element die Rechenzeit erheblich steigt. In [89] und [101] wird statt
der Steinmetzgleichung ein Verlustfaktor verwendet, der logarithmisch von der Frequenz
abhéngt. Der Einfluss der PWM-Frequenz auf die Wirbelstromverluste wird z.B. in [42]
untersucht.

Um die Eisenverluste in die Optimierung der Betriebsparameter einflieffen zu lassen,
wird zur Auslegung der elektrischen Maschine des Flywheels eine Kombination oben ange-
fihrter Methoden verwendet. Die Flussdichte in den einzelnen Maschinenbereichen ist, wie
in Kapitel 2.4 angefiihrt, eine Funktion des Drehwinkels und des Stroms. Unter der Annah-
me, dass die Flussdichte bei Bestromung aller drei Spulenpaare superponiert werden kann,
erhélt man, bei bekanntem zeitlichen Verlauf der Strangstrome, die entsprechende Fluss-
dichte in den einzelnen Bereichen. Durch Verwendung von Gl. (2.41) mit den Konstanten
a = 2 und b = 0 sowie der Erweiterung mit dem Absolutbetrag des Flussdichtevektors zur
Beriicksichtigung von Radial- und Tangentialkomponenten ergeben sich die Hysteresever-

luste zu

20 Ny R EATP — A\ /£
P =3y, (\/\Bl,r(fg)lB;rle,a(fy)\) <§0> | 2.4
1= Jj=

und die Wirbelstromverluste zu

20 Ny BEA — iz N 2
PE:ZmikEZ (\/’Bur(fy)’B:Bzﬁ(fJ)’) <J{(J)> (2.43)

mit der j-ten Harmonischen der gemittelten Radial- und Tangentialkomponente des Fluss-

dichteverlaufs | B; ,(f;)| bzw. |B; ¢(f;)|, die mittels Fast-Fourier-Transformation (FFT) er-

mittelt werden konnen. Die gesamten Eisenverluste ergeben sich dann durch Summation

der beiden Anteile

piron = PH -+ pE . (244)
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Abbildung 2.16: Zeitlicher Verlauf und Frequenzspektrum der Flussdichte im Rotor- und
Statorpol des Spulenpaars A fiir w = 100 rad/s, Iong = 10 A, 6,, = 45°
und 0,7y = 85°

Der zeitliche Verlauf und das Frequenzspektrum der Flussdichte im Stator- und Rotor-
pol des Spulenpaars A mit den Betriebsparametern w = 100 rad/s, einem Sollstrom
Iema =10 A, 0o, = 45° und 6,75 = 85° sind in Abbildung 2.16(a) bzw. Abbildung 2.16(b)
dargestellt. Sowohl im Stator- als auch im Rotorpol ist die Radialkomponente der Fluss-
dichte dominant. Im Statorpol liegt die erste Harmonische bei der vierfachen Drehfrequenz,
wogegen die erste Harmonische der Flussdichte im Rotorpol mit dieser zusammenféllt. Die
Harmonischen der Statorpolflussdichte treten mit dem P.-fachen der Drehfrequenz auf. Im
Gegensatz dazu die Harmonischen der Rotorpolflussdichte mit den ungeraden Vielfachen
der Drehfrequenz. Dies liegt am in Abbildung 2.14 gezeigten Bestromungsschema. Wiirde
man die Polaritdt der Spulen des Spulenpaars B umdrehen, wiirde sich die Frequenz der
Harmonischen der Flussdichte im Rotorpol verdreifachen und zu einer erheblichen Steige-
rung der Verluste fiihren.

Die errechneten Verluste wurden mit Ergebnissen aus FEMAG verglichen und zeigten
gute Ubereinstimmung. Lediglich die Wirbelstromverluste im Rotor werden unterschitzt.
Aufgrund der Aufteilung der Geometrie in unterschiedliche Bereiche entsteht durch die
Mittelung der Flussdichte ein Fehler, der zu diesen geringen Verlusten fiihrt. Eine Verbes-
serung der Ergebnisse kann erwartet werden, wenn die Geometrie noch weiter unterteilt

wird.
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2.7 Auslegung und Dimensionierung

Die Auslegung der Geometrie ist zum Teil durch Vorgaben des Schwungradrotors und durch
eine Begrenzung der Flussdichte in den einzelnen Maschinenbereichen vorgegeben. Einen
groften Einfluss auf die Effizienz haben Rotor- und Statorpolwinkel. Um eine optimale Wahl
hinsichtlich der Eisenverluste zu treffen, erfolgt eine Optimierung hinsichtlich maximalen
Drehmoments pro Volumen, da die Eisenverluste proportional zum Volumen sind. Dieses
Konzept wird auch bei der Bestimmung der Maschinenlédnge verfolgt. Die Lange wird so
gewahlt, dass innerhalb des Betriebsdrehzahlbereichs die erforderliche Leistung erbracht
werden kann. Es ist jedoch gilinstig die Léange so klein als moglich zu wéhlen, um die
Materialkosten zu minimieren.

Fir die Dicke des Statorriickschlusses wird in [89] ein bevorzugter Bereich von
0.5wgp < hgy < wy, angegeben. Die untere Grenze soll verhindern, dass die Flussdichte
im Riickschluss hoher ist als im Pol. Ein hoherer Wert als dieser wird empfohlen, um

Vibrationen zu verhindern. Im Weiteren wird =% = 0.7 verwendet. Die Rotorriickschluss-

hsy
Wep
dicke soll ebenfalls grof genug sein, um die Flussdichte gering zu halten. Je diinner der
Rotorriickschluss ist, desto hoher ist allerdings das Verhéltnis von {iberdeckter und nicht-
tiberdeckter Induktivitdt und damit das Drehmoment, da die Polhohe steigt. In [89] wird
0.5wsp < hpy < 0.75wg, angegeben. Im Weiteren wird Z}—ZT; = 0.5 verwendet. Um eine Mon-
tagefédhigkeit an der Welle zu schaffen, wird der Rotorriickschluss erweitert und durchbohrt,
wodurch dieses Verhéltnis wiederum steigt. Ein Vergleich der Maschinenkennlinien der rea-
len und idealisierten Geometrie erfolgt in Kapitel 2.14. Der Abstand vom Flywheel-Rotor
zu den mechanischen Fanglagern betragt 0.6 mm, weswegen der Luftspalt zu ¢ = 1 mm
gewdhlt wurde. Dabei wurde ein mdgliches vertikales Verkippen des Rotors beriicksichtigt.
Bei einer SRM liegt das Verhéltnis von ,unaligned” zu ,aligned“ Induktivitat, L, bzw.
L, tiblich zwischen 0.07 und 0.18. Das Drehmoment als auch die aligned Induktivitat
sind indirekt proportional zum Luftspalt. Dieser sollte nicht zu klein gewdhlt werden, da
sonst L, zu grofs wird, sodass die Konverterspannung eventuell nicht ausreicht, um den
erforderlichen Stromanstieg zu erzielen. Im Sinne der Kompaktheit sollte der Luftspalt
moglichst klein gewéhlt werden, da hierdurch die erforderliche Durchflutung und damit
die Spulengrofe klein gehalten wird und die eingebrachte Flussdichte am grofiten ist. Um
die Assemblierung der Spulen gewéhrleisten zu konnen, wurde w.s = 1 mm gewéhlt. Fiir
die Stromdichte wurde 6 A /mm? verwendet, was ein in der Praxis iiblicher Wert ist. Die
Sattigungsinduktion von Vacoflux 50 liegt bei 2.35 T. Die maximal auftretende Flussdich-
te im Statorpol wurde zu B,q, = 2 T gewéhlt, um Nichtlinearitdten zu vermeiden und

Reserven zur Generierung von Lagerkréiften zu haben. Die maximale Durchflutung wird so
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Tabelle 2.3: Gewéhlte Parameter zur Dimensionierung der SRM

Bezeichnung ‘ Wert Bezeichnung | Wert
R hs

w—;; 0.5 w—;; 0.7
Fy 0.6 Y f— 20 A
Jnaz 6 A/mm? Binaz 2T
Wes 1 mm UDC 350V

gewihlt, dass in der Poliiberdeckung die mittlere Flussdichte im Statorpol nach Gl. (2.24)
die maximal zulassige Flussdichte nicht iibersteigt. Mit der maximalen Durchflutung ergibt
sich mit dem durch die Leistungskonverter limitierten maximalen Strom die Windungszahl
N. Diese Spulenauslegung fiihrt bei gegebener Lénge zu maximalem Drehmoment bei ge-
ringen Drehzahlen. Dem steht entgegen, dass mit einer geringeren Anzahl an Windungen
aufgrund der geringeren Induktivitéat ein schnellerer Stromanstieg erreicht wird. Der Ein-
fluss der Windungszahl auf die Ausgangsleistung wird in Kapitel 2.7.3 beschrieben. Die

verwendeten Parameter sind in Tabelle 2.3 nochmals zusammengefasst.

2.7.1 Bestimmung der Polwinkel

Die Wahl der Polwinkel s und j, ist ein essenzieller Bestandteil der Maschinenauslegung.
Zum einen ist eine richtige Wahl wichtig, um die Startfahigkeit des Motors zu gewéhrleisten,
zum anderen haben diese Parameter grofen Einfluss auf die Baugréfse und Drehmomen-
tencharakteristik der Maschine. Ublicherweise wird der Statorpolwinkel 3¢ kleiner gewihlt
als der Rotorpolwinkel g,.. Dadurch wird im Bereich der Poliiberdeckung eine geringere
Anderung der Induktivitét erreicht und damit die Kommutierung erleichtert.

Um Selbststart zu ermdéglichen, muss 85 > Pf’; sein. Andernfalls gibt es Winkelpositio-
a3

nen, bei denen kein Drehmoment erzeugt werden kann, da sich alle Stator- und Rotorpole
in nichtiiberdeckter Lage befinden. Der Statorpolwinkel muss aufserdem kleiner sein als
der Winkel zwischen zwei Rotorpolen. Ist dies nicht gegeben, befindet sich ein Spulenpaar
im Bereich von positiver Steigung der Induktivitit, bevor das vorhergehende die minimale
Induktivitét erreicht hat. Es muss daher 35 < %’: — B, erfiillt sein (vgl. [89] und [153]).

Zusammengefasst miissen die Polwinkel folgende Bedingungen erfiillen:

2T 2
S D S S T S -  Mr . 245
ﬂ>%R Bs < B 6<R B (2.45)

Diese Zusammenhénge sind in Abbildung 2.17 fiir die hier betrachtete Bauform mit

6 Stator- und 4 Rotorpolen graphisch dargestellt. Die Auswirkungen des Verhéltnisses
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Abbildung 2.17: Mogliche Kombinationen von Rotor- und Statorpolwinkeln

von Polwinkel zu Polabstand werden in [5] beschrieben. Das Drehmoment zeigt eine Ab-
héangigkeit vom Verhéaltnis von Polwinkel zu Polabstandswinkel, sowohl beim Rotor als
auch beim Stator.

Die folgenden Betrachtungen wurden mit einem Rotorpolradius von 79 mm, einem Wel-
lenradius von R,; = 0.4 - R, = 31.6 mm und die Auswertung des mittleren Drehmoments

beim Maximalstrom I,z 4+ = 20 A durchgefiihrt

/2

-4
M:W/M(Q,Ima$7ult) o . (2.46)
/4

Abbildung 2.18 zeigt das mittlere Drehmoment bezogen auf die Maschinenldnge bzw. das
Maschinenvolumen als Funktion des Statorpolwinkels bei verschiedenen Rotorpolwinkeln.
Zu erkennen ist, dass, sowohl zur Maximierung des Drehmoments pro Léange als auch pro
Volumen der Rotorpolwinkel moglichst klein gewahlt werden sollte. Das mittlere Drehmo-
ment pro Lange ist maximal bei 8; = 43° und [, = 44° mit 248.9 Nm. Mit dem Statorpol-
winkel steigt auch die Polflache, wodurch sich das Drehmoment erhéht. Da jedoch die damit
verbundene Volumsvergrofserung hoher ist als die Steigerung des Drehmoments, verringert
sich das mittlere Drehmoment pro Volumen mit steigendem Statorpolwinkel. Dessen Maxi-
mum von 5207.6 Nm/m? liegt bei 8 = 31° und 3, = 32°. Wie bereits in Kapitel 2.6 ange-
fiihrt, steigen die Eisenverluste mit dem Volumen, womit diese Polwinkelkombination die
optimale Wahl hinsichtlich Effizienz wére. Eine zu Abbildung 2.18 analoge Betrachtung mit
kornorientiertem Elektroblech (M111-35S) als Material ist in Abbildung A.1 dargestellt.
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Abbildung 2.18: Mittleres Drehmoment pro Lange und pro Volumen in Abhéngigkeit vom
Statorpolwinkel bei Verwendung von Vacoflux 50

Im Sinne der Baugrofie ist hier bei vorgegebener Ausgangsleistung ein Kompromiss zu
schlieken. Daher wurde der Statorpolwinkel mit 55 = 37° und der Rotorpolwinkel 3, = 38°
gewahlt. Das mittlere Drehmoment pro Lénge betrigt dabei 232.5 Nm/m und das mittlere
Drehmoment pro Volumen 5050.6 Nm/m?. Bei einer Sollleistung von 5 kW ergibt sich
bei der unteren Betriebswinkelgeschwindigkeit® des Flywheels 636.6 rad/s eine minimal

erforderliche Maschinenlédnge von 33.8 mm.

2.7.2 Dimensionierung des Rotorinnenradius

Im Vergleich zum Rotorpolradius ist der Wellenradius nicht vorgegeben. Es wird ein grofser
Wellendurchmesser angestrebt, womit eine steifere Rotorkonstruktion und auch héhere Ei-
genfrequenzen des Rotors erreicht werden. Die Wahl des Wellenradius hat grofen Einfluss
auf das mittlere Drehmoment, da dieser die Rotorpolhohe bestimmt. Die Auslegung muss
keine Drehmomentanforderungen erfiillen, allerdings ist ein hohes Drehmoment erstrebens-
wert, um eine kompakte Bauweise zu erreichen. Abbildung 2.19 zeigt die Abhéngigkeit des
mittleren Drehmoments pro Lénge bzw. Volumen vom Verhaltnis Wellenradius zu Rotor-

polradius. Die Kurven wurden mit den in Tabelle 2.3 angefiihrten Parametern und den in

3 die Rotorauslegung und Festlegung des Drehzahlbereichs wird in Kapitel 3.3 beschrieben.
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Abbildung 2.19: Mittleres Drehmoment pro Lange und pro Volumen in Abhéngigkeit vom
Verhaltnis R,; zu R,

Kapitel 2.7.1 festgelegten Polwinkeln erstellt. Das mittlere Drehmoment pro Lange ist bei
kleinem R,;/R,, mit 217.9 Nm/m annéhernd konstant und féllt dann stark ab. Das mittle-
re Drehmoment pro Volumen weist ein Maximum von 5052.9 Nm/m? bei R,;/ R, = 0.415
auf und sinkt ebenfalls bei hohen Werten von R;;/R;,.

Da die Polflanken parallel verlaufen, wird der Polfufswinkel bei kleiner werdendem Wel-
lenradius immer grofer und damit der Bereich zwischen den Polen kleiner, wodurch die
niedrige Induktivitdt im Bereich der Polzwischenstellung nicht mehr zur Drehmomentge-
nerierung genutzt werden kann. Aus diesem Grund bleibt das mittlere Drehmoment pro
Lénge bei kleinem Wellenradius konstant. Da das Rotorvolumen aufgrund der grofen Pol-
hohe steigt, sinkt das mittlere Drehmoment pro Volumen.

Vergrofiert man den Wellenradius, wird die Polhdhe A, immer kleiner und das Ver-
haltnis von tiberdeckter zu nichtiiberdeckter Induktivitat wird immer kleiner, wodurch das
Drehmoment sinkt.

Gewahlt wurde R,;/R,, = 0.58, womit das mittlere Drehmoment pro Lénge 217.9 Nm
und das mittlere Drehmoment pro Volumen 4810.9 Nm/m? betrigt. Dies stellt einen Kom-
promiss aus Maximierung des Drehmoments und der Effizienz sowie der Anforderung einer

moglichst steifen Welle dar.
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Abbildung 2.20: Maximale Leistung als Funktion der Windungszahl bei unterschiedlichen
Maschinenléngen und Winkelgeschwindigkeiten

2.7.3 Wahl der Linge und Einfluss der Windungszahl

Bei unendlich hoher Konverterleistung gilt fiir die Leistung ndherungsweise die Proportio-

nalitdt zur Lange und zum Quadrat des Bohrungsdurchmessers
P (2-Ry)°L . (2.47)

Damit ist die Maschinenlédnge eine essenzielle Grofe bei der Maschinendimensionierung. Da
auch die Induktivitdt und damit die induzierte Spannung von der Lénge abhingig sind,
ist die erzielbare Ausgangsleistung bei gegebener Konverterleistung nicht proportional zur
Léange. Die maximale Ausgangsleistung bei einer bestimmten Lange muss daher durch Si-
mulation bei verschiedenen Ein- und Ausschaltwinkeln bestimmt werden. Im Folgenden
wird nur der Motorbetrieb betrachtet. Die Lange wird so angepasst, dass die mechanische
Leistung unter Abzug aller Verluste der Nennleistung mit Regelreserve entspricht. Abbil-
dung 2.20 zeigt die Leistung bei der unteren und oberen Betriebsdrehzahl als Funktion
der Windungszahl bei verschiedenen Maschinenldngen. Der Faktor kp, ist dabei wie folgt

definiert

(2.48)
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Abbildung 2.21: Verhiltnis von Konverterleistung zur Motorausgangsleistung als Funkti-
on der Maschinenldnge bei verschiedenen Motorausgangsleistungen bei
w = 650 rad/s

Die Windungszahl wurde so festgelegt, dass beim maximal zuléssigen Strom von 20 A eine
Flussdichte von 2 T erreicht wird, wodurch sich N = 80 Windungen ergeben. Aus diesen
beiden Beschrinkungen erkldrt sich, dass die maximale Leistung in Abbildung 2.20 bei
genau dieser Windungszahl auftritt. Wird die Windungszahl erhcht, muss der Maximal-
strom gesenkt werden, da andernfalls die Durchflutung und damit auch die Flussdichte
steigt und 2 T tiberschreitet. Wird die Anzahl der Windungen reduziert, sinkt die Durch-
flutung, da der Maximalstrom beschrénkt ist. Beide Félle resultieren in einer Reduktion
der Ausgangsleistung.

Gewahlt wurde k;, = 0.43 bei N = 80 und damit eine Lange von L = 68 mm. Die ma-
ximale Leistung betragt bei minimaler Betriebsdrehzahl 6 kW und bei maximaler 7.4 kW,
was einer Regelreserve von 20% entspricht. Nach [89] ist 0.25 < kr, < 0.70 {iblich.

In den vorangegangenen Betrachtungen wurde immer der in Kapitel 2.3 beschriebene
Konverter verwendet, der mit einer Zwischenkreisspannung von 350 V betrieben wird. Die
Auswirkungen einer Verdnderung der Zwischenkreisspannung und damit der Eingangsleis-
tung soll Abbildung 2.21 veranschaulichen. Dargestellt ist das Verhéltnis von Konverter-
leistung zur Motorausgangsleistung bei jeweils vorgegebener Ausgangsleistung als Funktion
der Lénge L bei der unteren Betriebsdrehzahl. Wird geniigend Konverterleistung bereitge-
stellt, wird das gesamte Drehmoment der Maschine genutzt und es ergibt sich eine verti-
kale Asymptote. Mit den gewédhlten Beschréankungen léasst sich die Ausgangsleistung nicht
steigern. Die horizontale Asymptote liegt bei 5.94, d.h., es muss mindestens die beinahe

sechsfache Konverterleistung bereitgestellt werden, um die geforderte Ausgangsleistung zu
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Tabelle 2.4: Abmessungen der verwendeten SRM

‘ Wert Wert
P 6 R, 80 mm
P. 4 sy 35.5 mm
By 38° Rg, | 139.7 mm
Bs 37° Wep 50.8 mm
R,; | 45.9 mm he 11.8 mm
hrp 7.7 mm We 18.8 mm
R,y 79 mm Wes 1 mm
hry | 25.4 mm L 68 mm
Wyp | 51.4 mm g 1 mm
hsp | 24.1 mm N 80

erreichen. Je ldnger die Maschine ist, desto mehr wird die zur Verfiigung stehende Konver-
terleistung genutzt.
Mit den Parametern aus Tabelle 2.3 und den in diesem Kapitel erlduterten Auslegungs-

kriterien ergeben sich die in Tabelle 2.4 zusammengefassten Maschinendaten.

2.8 Quasistatische Kennfelder der optimierten SRM

In diesem Kapitel sollen die wichtigsten Kenngréfsen der Maschine dargestellt und erléu-
tert, deren Auswirkungen auf den Betrieb sowie deren Abhingigkeiten diskutiert werden.
Insbesondere fiir die in Kapitel 2.10 beschriebene Regelung sind die im Folgenden ange-
flihrten Eigenschaften wichtig.

In Abbildung 2.22 ist als Ergebnis der FE-Analyse exemplarisch die SRM in iiberdeckter-
und in nichtiiberdeckter Position dagestellt. Dabei wurden das Spulenpaar A jeweils mit
20 A bestromt und der Rotor befindet sich in der geometrischen Mittellage. Bei 8 = 0° ist
die Flussdichte im Statorpol im Mittel 2 T. In nichtiiberdeckter Position bildet sich der
Fluss vorwiegend in den Randbereichen des Pols aus.

Fiir das elektrische Verhalten der Maschine ist die Flussverkettung ausschlaggebend.
Deren Verlauf iiber dem Strom bei verschiedenen Drehwinkeln bei zentrischer Rotorposition
fiir die beschriebene Maschine zeigt Abbildung 2.23(a). In nichtiiberdeckter Lage ist die
Flussverkettung am niedrigsten. Ausschlaggebend ist der grofse Luftspalt, wodurch der
Fluss linear mit dem Strom ansteigt. Nahert sich der Rotorpol dem Statorpol, steigt der
verkettete Fluss an und die Steigung nimmt mit hoherem Strom aufgrund der Sattigung des
weichmagnetischen Materials ab. Uberdecken sich Rotor- und Statorpol, wird ¢ maximal

und die Reluktanz weist ein Minimum auf. Fiir diese Winkellage wirkt sich die Sattigung am
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(a) tiberdeckte Position (b) nichtiiberdeckte Position

Abbildung 2.22: FE-Modell der Maschine mit Contourplot der Flussdichte B in T

starksten aus und die Kurve flacht mit steigendem Strom immer mehr ab. Da die Auslegung
unter Beriicksichtigung einer maximalen Flussdichte von 2 T durchgefiihrt wurde, ist die
Kurvenschar im Bereich von 0 A bis 20 A annéhernd linear.

Abbildung 2.23(b) zeigt die Induktivitdt der SRM bei zentrischer Rotorposition und
gleicher Bestromung. Aufgrund des minimalen Luftspalts bei der Poliiberdeckung ist die
Induktivitédt an dieser Stelle maximal. Bei linearem Materialverhalten ist diese nur von der
Geometrie und damit von der Rotorstellung abhéngig. Erst im Bereich der Materialsatti-
gung sinkt die Induktivitat mit steigendem Strom. Eine weitere fiir das Verhalten der Ma-
schine wichtige Grofe ist die Ableitung der Induktivitét, dargestellt in Abbildung 2.23(c).
Wie aus Gl. (2.13) ersichtlich ist diese proportional zum Drehmoment.

Das Drehmoment, dargestellt in Abbildung 2.23(d), ist bei 0° gleich null, da sich gerade
ein Rotorpol mit dem bestromten Statorpol in Uberdeckung befindet. An diesem Punkt
ist die Induktivitdt der Spule maximal und deren Ableitung entsprechend null. Dreht sich
der Rotor weiter, sinkt die Induktivitdt ab, was einem negativen Drehmoment entspricht.
Bei 45° befindet sich der Statorpol zwischen zwei Rotorpolen und die Induktivitdat wird
minimal, wodurch das Drehmoment wieder einen Nulldurchgang aufweist. Durch die An-
ndherung des nichsten Rotorpols wird der Luftspalt kleiner und die Induktivitéit steigt
wieder an und fiihrt zu einem positiven Drehmoment.

Fiir die dynamische Simulation muss die Kennlinie des verketteten Flusses

¥1(0, 11, Is,u,v) in eine Stromkennlinie [7(0,1, I2,u,v) umgerechnet werden. Diese
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Abbildung 2.23: Kennfelder der SRM in Abhéngigkeit von Strom I; = I3 und Drehwinkel 6

ist exemplarisch fiir /1 = I und v = v = 0 mm in Abbildung 2.24 dargestellt.

Bewegt sich der Laufer auflermittig, dndert sich das Verhalten der Maschine. Eine ne-
gative Verschiebung v bewirkt, dass der Luftspalt am Pol Al grofer wird, wodurch die
Induktivitét kleiner wird (siche Abbildung 2.25). Damit verbunden ist auch eine gerin-
gere Anderung der Induktivitdt und somit der gegenelektromotorischen Kraft, womit ein
schnellerer Stromanstieg und eine einfachere Stromregelung moglich ist. Dieser Effekt kann
zur Kompensation von Unwuchtkréften genutzt werden, siche Kapitel 2.10.3.

Die generierten Kréfte in vertikaler Richtung F als Funktion des Drehwinkels bei ver-
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Abbildung 2.24: Stromkennlinie einer Spule als Funktion des Winkels bei verschiedenen
Werten des verketteten Flusses
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Abbildung 2.25: Induktivitit und Anderung der Induktivitit als Funktion des Winkels 6
bei verschiedenen Auslenkungen in y-Richtung

schiedenen Werten fiir die Verschiebung v sind in Abbildung 2.26(a) dargestellt. Dabei
wurde in beiden Spulen der gleiche Erregerstrom von Iy = I5 = 20 A eingeprégt. Bei
héheren Werten von v ist der Einfluss der Materialsdttigung klar ersichtlich.

Abbildung 2.26(b) zeigt die wirkenden Kréfte in y-Richtung bei verschiedenen Bestro-
mungen. Es ist zu erkennen, dass bei jeder Winkelstellung ein Strom [ existiert, bei dem
die generierten Krifte in y-Richtung zu null werden. Im vorliegenden Beispiel liegt der

Wert fiir I1 zwischen 4 A und 8 A. Die Abhéngigkeit von der Horizontalverschiebung ist
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Abbildung 2.26: Kraft in y-Richtung bei verschiedenen Bestromungen und Rotorpositionen

wesentlich geringer und daher nicht dargestellt.
Die Auswirkung einer Exzentrizitat auf die Flussverkettung als auch auf die induktive
Kopplung der einzelnen Strénge wird beispielsweise in [149] untersucht, wobei ein 3D-

Finite-Elemente Modell verwendet wurde.

2.9 Bestimmung von Ein- und Ausschaltwinkel sowie der

Sollstromvorgabe

Die Wahl von Ein- und Ausschaltwinkel ist von grofter Bedeutung fiir die Effizienz der
Maschine. Aufgrund der Spuleninduktivitdt ist der Stromanstieg mit einer bestimm-
ten Zeitspanne verbunden. Bei geringen Drehzahlen ist der ndtige Winkelbereich zur
Stromregelung sehr klein. Daher ist es ausreichend, wenn der Einschaltwinkel im Bereich
von 45° und der Ausschaltwinkel kurz vor 90° gew&hlt wird, um ein positives Dreh-
moment zu generieren. Mit steigender Drehzahl nimmt auch die nétige Winkelspanne
beim Einschalten zu (siehe Abbildung 2.15). Daher wird der Sollstrom im Bereich des
maximalen Drehmoments nicht erreicht, wodurch nur eine geringe Leistung erzielt wird
und der Wirkungsgrad klein ist. Beginnt die Kommutierung bereits frither, wird zwar
kurzzeitig ein negatives Drehmoment erzeugt, jedoch ist der Sollstrom im Bereich des

maximalen Drehmoments verfiighar. Die Abschaltung muss ebenfalls frither beginnen,
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um das Generieren eines negativen Moments nach der Poliiberdeckung zu vermeiden. Bei
hohen Drehzahlen kann es bei entsprechend hohem Sollstrom dazu kommen, dass der
Strom innerhalb des Winkelbereichs 27/ P, eines Rotorpols immer grofer null ist, da die
bendtigte Winkelspanne fiir den Stromabfall zu grof ist. Auerdem steigt die induzierte
Spannung mit der Drehzahl, wodurch der Strom nicht mehr ausreichend geregelt werden

kann.

Zur Bestimmung der optimalen Schaltwinkel kénnen verschiedene Kriterien herangezo-
gen werden. Einfache Bezichungen ohne Beriicksichtigung der Effizienz sind z.B. in [104]
zu finden. In [137] wird das mittlere Drehmoment bezogen auf den Effektivwert des Stroms
verwendet, da dieser proportional zu den Stromwéarmeverlusten ist. Da jedoch die Konver-
terverluste nicht nur aus den Stromwéarmeverlusten, sondern auch aus den Schaltverlusten
der Leistungshalbleiter bestehen, ist dieses Kriterium nicht geeignet, um die Effizienz der
Maschine zu verbessern. Der Sollstrom wird durch einen Winkelgeschwindigkeitsregler
vorgegeben und der Ausschaltwinkel iiber eine analytische Funktion von Sollstrom und
Winkelgeschwindigkeit berechnet. Der Einschaltwinkel wird iiber einen eigenen Regler
angepasst, der den Winkelabstand zwischen dem maximalen vorliegenden Strom und der
Position des maximalen Drehmoments minimiert. In [86] werden, bei Abweichung von
der Solldrehzahl, die Betriebsparameter durch analytische Beziehungen vorgegeben. Ist
ein stationédrer Zustand erreicht, wird der Einschaltwinkel so geregelt, dass der Sollstrom,
der notwendig ist um die geforderte Leistung bereitzustellen, minimiert wird. Da die
Verlustleistung grofiteils vom Strom abhéngt, wird somit eine hohe Effizienz erreicht. In
[151] wird auch die Anzahl der Schaltvorgédnge in den Bauteilen der Leistungsverstarker
in die Optimierung miteinbezogen. Allerdings wird ein Hystereseregler verwendet und
die Methode ist nicht direkt auf eine PWM-Ansteuerung tibertragbar. In [144] wird eine
Low-Speed-SRM hinsichtlich dem Verhéltnis von Drehmoment zu Strom optimiert. Die
offline ermittelten Werte werden dann in der Regelung als Kennfeld verwendet. Allerdings
ist das der Optimierung zugrundeliegende Modell sehr vereinfacht, weswegen insbesondere

der Ausschaltwinkel, im Betrieb nachgeregelt werden muss.

Mit der im Folgenden beschriebenen Methode zur Optimierung der Betriebsparameter,
Sollstrom sowie Ein- und Ausschaltwinkel, sollen Parametersitze ermittelt werden, die
dann als Kennfelder in den Reglereinheiten implementiert werden. Ziel ist es, dass im Be-
trieb keine Anpassung dieser Werte geschehen muss, wodurch der Rechenbedarf sinkt. Zu

diesem Zweck soll das in Abbildung 2.13 dargestellte SIMULINK-Modell verwendet werden,
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um die nichtlineare Charakteristik der Maschine beriicksichtigen zu kénnen. Dabei muss
darauf geachtet werden, dass die automatische Auswertung der Simulationsergebnisse eine
leichte Streuung aufweist und somit die Konvergenzeigenschaften von Optimierungsalgo-
rithmen sehr schlecht sind. Des Weiteren ist der Rechenbedarf erheblich hoher als bei
analytischen Methoden.

Der Wirkungsgrad sei fiir Motor- und Generatorbetrieb wie folgt definiert

_ Pmech j Piro;n
Pmech+PQ+Pconv

n= fir Popa>0 |
_ o _ (2.49)
Pmech ":PQ + Pcom) + Piron

- fur Poa <0
Pmech + Piron o

Das Optimierungsproblem besteht aus der Zielfunktion den Wirkungsgrad zu maximieren
unter der Nebenbedingung, dass die an der Welle wirkende Leistung fiir Motorbetrieb bzw.
die in den Zwischenkreis eingespeiste Leistung im Generatorbetrieb mit einer gewissen
Toleranz Ps der Sollleistung entspricht. Eine weitere Nebenbedingung ist, dass der maximal
auftretende Strom I, kleiner ist als der maximal zuléssige Konverterstrom I,z wit

{=n}

min
Icmd7 (Goff_eon)v 9071,

St.: Pond — Ps < Poech — Piron < Pema + Ps fiir P.pa >0 (2.50)

Pcmd_Ps<Pmech+PQ+pcom)+piron<Pcmd+Ps fiir Pepna <0
Imax < Imax,ult .

Da der Ausschaltwinkel bei gegebener Leistung stark vom Einschaltwinkel abhéngt, ist es
zweckméfig, nicht den Ausschaltwinkel, sondern den Einschaltwinkelbereich als Optimie-
rungsvariable zu verwenden.

Wie oben angefiihrt, werden Leistung und Verluste mittels Simulation ermittelt. Da
dies die Konvergenz von Optimierungsalgorithmen wesentlich verschlechtert, wurde ein
Multistart-Verfahren mit einem Interior-Point-Algorithmus verwendet. Bei diesem werden
die Startwerte variiert, um ein globales Optimum zu finden. Die Ergebnisse der Optimie-
rung sind in Abbildung 2.27 fiir einen Leistungsbereich von 0 W bis 5.5 kW und einer
Winkelgeschwindigkeit von 636 rad/s bis 2012 rad/s dargestellt. Zu erkennen ist, dass die
optimierten Werte keinen glatten Verlauf aufweisen, was auf den hohen numerischen Ein-
satz zurlickzufiihren ist. Daher werden die Kurven fiir die Implementierung in den Regler-

einheiten interpoliert. Dies verringert den Rechenbedarf, da im Betrieb nur eine Funktion
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Abbildung 2.27: Optimierte und interpolierte Betriebsparameter fiir einen Leistungsbe-
reich von 0 W bis 5.5 kW und einer Winkelgeschwindigkeit von 636 rad/s
bis 2012 rad/s

ausgewertet und keine Interpolation durchgefithrt werden muss bzw. die Funktionen auch
im Vorhinein ausgewertet und in diskreten Schritten in einer Echtzeitanwendung imple-
mentiert werden koénnen.

Der in Abbildung 2.27 dargestellte Sollstrom 1.4 fiir Motor- und Generatorbetrieb l&sst

sich interpoliert anschreiben als

[ Pema
TImd(Pomd,w) = 1.3619, | —=22 fii
cmd( cmd w) W+ 410 ur

Y|P
= 2134.2M

4
w + 580

Pcmd >0
(2.51)

Icmd(Pcmda W) fiir P.g <0

Der Sollstrom wird aufgrund des quadratischen Zusammenhangs von Strom und Dreh-
moment hauptséichlich von der Quadratwurzel der Leistung bestimmt. Auffallig ist, dass
der Sollstrom im Generatorbetrieb im Allgemeinen kleiner ist als im Motorbetrieb. Dies

fiihrt dazu, dass der Wirkungsgrad im Generatorbetrieb hoher liegt als im Motorbetrieb.
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Abbildung 2.28: Wirkungsgrad als Funktion der Ausgangsleistung bei verschiedenen Win-
kelgeschwindigkeiten

Abbildung 2.28 zeigt den Wirkungsgrad als Funktion der Leistung bei verschiedenen Win-
kelgeschwindigkeiten und veranschaulicht diesen Zusammenhang. Der Wirkungsgrad steigt
nicht monoton mit der Leistung, sondern weist ein Maximum auf, weswegen auch eine un-
gleichméfige Aufteilung der Sollleistung zwischen den beiden Maschinen zur Gesamtwir-
kungsgradmaximierung zweckméfig ist (siehe [129]). Im Gegensatz dazu steigt der Wir-
kungsgrad monoton mit der Drehzahl. Die Interpolation des Einschaltwinkels als Funktion

der Winkelgeschwindigkeit und der Leistung erfolgt mittels folgender Funktion

Oon(Pemd, w) = 47.03 4+ 2.41 - 10 3 Popg — 0.25-107°P2 , + 1071 P2 w + ...
A 18107007 — 2.29 - 104/ Peppgw  fiir 500 < Peypg

Oon(Pemd,w) = 45 fir 0< Pupg <500 (2.52)
eon(Pcmdyw) =—-1 fir —2000 < Papg <0
Bon (Pomd,w) = —1 + 1.63 - 10~4(P,yq + 2000)v/w fir  Papq < —2000

und die Interpolation des Ausschaltwinkels mit

Oof  (Pemd, @) = Oon(Pomd,w) — 6.77 + 5.67-1073w + 0.5/ Peppa~ fiir ~ Paypg > 0

Oof f(Pema,w) = 3.3+ 710w fir ~ Pepa =0

0of t (Pemd, @) = Oon(Pema, w) — 1.91 + 7 - 1073w + 0.55v/| Pena| fir ~ P.ng < 0.
(2.53)
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Abbildung 2.29: Verluste als Funktion der Ausgangsleistung bei verschiedenen Winkelge-
schwindigkeiten

Wie in Kapitel 2.10.2 angefiihrt, wird die elektrische Maschine bei geringen Leistungen

ausgeschaltet. Die Definition von Ein- und Ausschaltwinkel ist aufgrund der Moglichkeit

des lagernden Betriebsmodus auch in diesem Bereich notwendig.

Die mit oben angefiihrten Betriebsparametern ermittelten Verluste als Funktion der

Leistung bei verschiedenen Winkelgeschwindigkeiten sind in Abbildung 2.29 dargestellt.

Den grofsten Anteil an den Verlusten stellen die Verluste in den Konvertern dar. Daher
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entspricht die Maximierung des Wirkungsgrads in guter Ndherung der Minimierung des
Effektivwerts des Stroms. Sowohl Konverter- als auch die Stromwérmeverluste steigen mit
der Sollleistung und sinken mit der Drehzahl. Dies liegt daran, dass bei hoherer Drehzahl
ein geringeres Drehmoment benétigt wird und damit der nétige Strom sinkt. Vergleichs-
weise gering sind die auftretenden Eisenverluste. Die Hystereseverluste im Stator und Ro-
tor, Pg s bzw. Pp,, sinken ebenfalls mit steigender Drehzahl, da mit geringerem Strom
die Flussdichte kleiner ist. Im Gegensatz dazu steigen die Wirbelstromverluste Pg ¢ und
Pg, mit der Drehzahl, da die Frequenz quadratisch einfliefst. Ein bei der Kommutierung
nachteiliger Effekt erweist sich hier als Vorteil. Aufgrund der mit der Drehzahl steigen-
den induzierten Spannung miissen Ein- und Ausschaltwinkel verdndert werden, um ein
gewiinschtes Drehmoment zu erzeugen. Die induzierte Spannung sorgt jedoch dafiir, dass
der rechteckformige Sollstromverlauf nicht erreicht werden kann, wodurch der Stromverlauf
geringere hohere Harmonische enthélt und damit die Wirbelstromverluste sinken.

Die Erwarmung des Gesamtsystems aufgrund der hier ermittelten Verluste wird in Ka-
pitel 2.15 behandelt.

2.10 Regelung

Das Grundkonzept der Regelung wurde bereits in Kapitel 1.2.1 beschrieben. Vorgesehen
sind zwei identische Motor-/Generatoreinheiten jeweils an einem Wellenende des Rotors.
Jede Maschine weist sechs Spulen auf, von denen je zwei gegeniiberliegende zu einer Phase
gehoren. Je zwei Strénge der unteren und der oberen Maschine versorgen einen Zwischen-
kreis, der durch eine Zwischenkreisspannungsregelung auf Nennspannung gehalten wird.

Die einzuprigende Spannung wird durch einen Stromregler und je nach Betriebsmodus
auch von einer Kraftkompensation bestimmt.

Die Aufteilung in zwei identische Maschinen ermdglicht einen lagernden Betrieb, der,
wie auch der Zwischenkreisspannungsregler, auf die Sollstromvorgabe einwirkt. Da zwi-
schen den einzelnen Reglereinheiten keine Kommunikation vorgesehen ist, kann hier kein
integraler Regelanteil verwendet werden.

Die Bestromung der Maschine erfolgt mit den in Kapitel 2.9 optimierten Betriebspara-

metern. Die Kommutierung wurde bereits in Gl. (2.37) beschrieben.

2.10.1 Stromregelung

Die unterste hierarchische Stufe der Maschinenregelung bildet der Stromregler. Dieser be-
rechnet aus der Abweichung des Stroms von dessen Sollwert eine Stellgréfle in Form einer

normierten Spannung d. Insbesondere bei hohen Drehzahlen sowie im kréftekompensieren-
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den und lagernden Betriebsmodus ist eine hohe Reglerfrequenz notwendig, weswegen ein
cinfacher Regelalgorithmus wichtig ist, um die Rechenzeit gering zu halten. Ublicherweise
wird die Stromregelung mittels P- oder PI-Reglern realisiert. Der Stromanstieg wird durch
das Induktionsgesetz aus Gl. (2.38)

v dI dL
U=RI+— =RI+ Lo +1w

beschrieben. Vernachldssigt man den ohmschen Widerstand und fiihrt die Laplace-
Transformation durch, lautet die Ubertragungsfunktion der Strecke nach kurzer Umfor-

mung

I 1

Gpi(s) = ———— = —
p1(5) U—1%y ~ Ls

(2.54)

Durch eine Vorschaltung der induzierten Spannung [ %w entspricht die Strecke einem
Integrator mit dem Kehrwert der Induktivitédt als statische Verstdrkung. Wie aus Abbil-
dung 2.23(b) ersichtlich, dndert sich diese stark mit dem Drehwinkel, weswegen sich eine
adaptive Regelverstarkung anbietet. Durch Multiplikation des P-Anteils mit der Indukti-
vitét lasst sich der Regelkreis linearisieren. Damit ergibt sich folgendes Regelgesetz fiir die

normierte Spannung der beiden Spulen mit Vorschaltung der induzierten Spannung

1 = dL(0)
dio=—— | KprL(0 —] 2.
1,2 Upc < PI ( )611,2 + a0 1,2W> ( 55)
mit dem Stromfehler
€l = (11,2,cmd - 11,2) (2.56)

und dem adaptiven Faktor fiir den P-Anteil zur Kompensation der nichtlinearen Indukti-

vitat
LO) = ——~— (2.57)

sowie dem Regelparameter Kp . Die normierte Induktivitat L sowie die Ableitung der
Induktivitdt nach dem Winkel sind in Abbildung 2.30 dargestellt. Die Sollstromvorgabe
I1 2. cmq wird durch tibergeordnete Regler vorgegeben und ist hauptséchlich durch die notige
Leistung bestimmt.

In Simulationen erwies es sich als giinstig den Verstarkungsfaktor Kp; mit der Winkelge-

schwindigkeit zu variieren, um die Riickwirkung der kaskadierten Regelung zu vermindern.
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Abbildung 2.30: Normierte Induktivitit und Anderung der Induktivitit als Funktion des
Rotorwinkels

Verwendet wird im Folgenden eine Adaption mit der Winkelgeschwindigkeit der Form

Kp7 — Kpg*
Kp;

I = (—Q )n (w - Qmaz)n + Kgf?z . (258)

KIZ”}" und K77" bezeichnen darin die Regelverstirkung bei Stillstand bzw. maximaler
Drehzahl. Die Verstarkung im Stillstand wird so grof wie moglich gewahlt, jedoch gentigend
klein, sodass kein Uberschwingen bei einem Sollgréfensprung auftritt. Im Gegensatz dazu
sollte K'p'7* moglichst klein gewéhlt werden, jedoch groft genug, um die Sollleistung zu
erbringen. Wird die Verstarkung bei maximaler Drehzahl allerdings zu grof gewéhlt, ist z.B.
im lagernden Betrieb die Kopplung von Positions- und Zwischenkreisspannungsregelung zu
grofs, wodurch die Zwischenkreisspannung nicht mehr ausgeregelt werden kann. Durch den
Exponenten n kann bei Bedarf die Regelverstarkung im mittleren Drehzahlbereich gehoben
werden.

Abbildung 2.31 zeigt die Sprungantwort des Stromregelkreises eines Spulenpaars bei
verschiedenen Werten fiir K 1@?}" Die Simulation wurde im Stillstand bei einem Rotorwinkel
von # = 53° durchgefithrt. Man erkennt, dass der Strom ab einer Verstdrkung von 400 ein
Uberschwingen aufweist, weswegen K}_T,”I" = 400 V/A gewahlt wurde. Des Weiteren ist
auch ein Stromverlauf mit hohen Werten fiir die Regelverstarkung gezeigt. Aufgrund der

Verzogerung durch die Anti-Aliasing-Filter und die separate Regelung der beiden Strome
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Abbildung 2.31: Sprungantwort des Stromregelkreises der Spule A1 und A2 (strichliert)
bei verschiedenen Reglerparametern

schwingt der Regelkreis auf. Auferdem tritt noch eine Phasenverschiebung zwischen den
beiden Stromen auf, wodurch sehr hohe Storkrafte generiert werden konnen.

Alternativ kann auch eine Flussregelung, wie z.B. in |7] beschrieben, verwendet werden.
Diese gestaltet sich wesentlich einfacher, da ein lineares System ohne Winkelabhéngigkeit

vorliegt
Gpy(s) ===~ (2.59)

wobei der ohmsche Widerstand vernachléssigt wurde. Daher ist auch keine adaptive Re-
gelung notwendig. In [7] wird die Flusskennlinie durch Integration der Pulsweite bei fest-
gehaltener Rotorposition gemessen. Diese offline ermittelten Kennfelder wurden dann im
Regler implementiert und eine lineare Interpolation zwischen den Punkten durchgefiihrt.

Zur Regelung des Drehmoments wurden fiinf Punkte der Flusskurve vorgegeben.

2.10.2 Zwischenkreisspannungsregelung

Die erforderliche elektrische Gesamtleistung des Systems wird, basierend auf der Abwei-
chung der tatséchlichen Zwischenkreisspannung und deren Sollwert, errechnet. Ein Anstieg
der Zwischenkreisspannung ergibt sich, wenn von extern kommende, im Flywheel zu spei-
chernde Energie in den Zwischenkreis eingebracht wird. Ein Spannungsabfall ergibt sich,

wenn Energie aus dem Zwischenkreis entnommen, und somit das Flywheel entladen wird.
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Die gemessene Zwischenkreisspannung wird hierzu mittels Isolationsverstéirker galvanisch
getrennt, gefiltert und digitalisiert der Regelung zugefiihrt.

Das Redundanzkonzept des Flywheels sieht drei unabhéngige Zwischenkreise vor,
vgl. Abbildung 1.14. Diese werden von je einem Spulenpaar der oberen und einer der
unteren SRM versorgt und durch eine Regelung auf einem konstanten Sollwert gehalten.
Aufgrund der kaskadierten Regelung ist eine Kopplung der einzelnen Regelkreise nicht zu
vermeiden. Daher ist es von Vorteil die Zwischenkreisspannungsregelung wesentlich lang-
samer zu gestalten als die Stromregelung. Da die Zeitkonstanten der Zwischenkreise grofser
sind als die der Spulen, ist dies unproblematisch. Ein PI-Regler weist ausreichende Dyna-
mik auf und beeinflusst aufgrund fehlendem D-Anteil die nachfolgenden Regler nur gering.

Jeder Zwischenkreis wird durch die vier Kondensatoren der Leistungskonverter gestiitzt.

Die um die Sollspannung U,,q linearisierte Ubertragungsfunktion der Strecke lautet

2

G0 = B aCiees

(2.60)

mit der Gesamtkapazitit eines Zwischenkreises Cges = 4 mF und der Sollspannung
Uema = 350 V. Der Faktor 2/3 ergibt sich aus der Anordnung mit zwei elektrischen Ma-

schinen und drei Zwischenkreisen. Die Sollleistung setzt sich wie folgt zusammen
Pcmd(z) = KP,UeU + P](Z) (2.61)

mit dem Spannungsregelfehler er;, der proportionalen Regelverstirkung Kpry und dem

integralen Regelanteil
P[(Z) = KI,UTseU + P](Z)Z_l (262)

mit der integralen Regelverstarkung K und der Abtastzeit Ts. Zusammengefasst lautet
die Ubertragungsfunktion des Spannungsreglers

Pcmd(z) _ KP,U(l - Z_l) + KI,UTS

Geul(z) = —

2.63
ey 1—2 ( )

Ein Blockschaltbild des Regelkreises zeigt Abbildung 2.32. Reicht die Leistung der Ma-
schine nicht aus, um die Spannung wieder auf ihren Sollwert zuriickzufiithren, wéchst der
integrale Regelanteil immer weiter an und fiihrt bei einem Lastwechsel zu sehr hohen Span-
nungsschwankungen, da der I-Anteil erst wieder sinken muss. Aus diesem Grund wird ein
Anti-Windup eingefiihrt, indem der Integrand in der diskreten Integration in Gl. (2.62) zu

null gesetzt wird, sobald der integrale Anteil P; die maximale Motor- oder Generatorleis-
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Abbildung 2.32: Blockschaltbild der Zwischenkreisspannungsregelung

tung tiber- bzw. unterschreitet

>P[>PM

max

ey =0 fir PS¢

max

(2.64)

Um den nachfolgenden Stromregler so gering wie moglich zu beeinflussen, soll der pro-
portionale Regelanteil so klein wie moglich gewdhlt werden. Gleichzeitig sollen die Anfor-
derungen erfiillt sein, dass bei einem Stoérgrofsensprung von Py = 5 KW die maximale
Spannung von 354 V nicht iibersteigt und die Reglerausgangsgrofe unter 5.5 kW bleibt.

Daraus ergeben sich folgende, im Sinne der Anforderungen, optimalen Regelparameter

W
Kpy = —9828 <
(2.65)

W
Kry = —74430 —
Ly Vs

Abbildung 2.33 zeigt den zeitlichen Verlauf der Zwischenkreisspanung und der Sollleistung
bei einem Storgréfkensprung von 5 kW.

Die berechnete Sollleistung wird anschliefsend mittels den in Abbildung 2.27 gezeigten
Kennfeldern und der aktuellen Winkelgeschwindigkeit in einen Sollstrom sowie Ein- und
Ausschaltwinkel umgerechnet. Durch die offline ermittelten Kennfelder ist somit eine ein-
fache Zwischenkreisspannungsregelung ohne hohen Rechenbedarf moéglich. Da im unteren
Leistungsbereich der Wirkungsgrad sehr gering ist, vgl. Abbildung 2.28, wird die Maschine
nur aufserhalb des Bereichs —0.5kW < P.,,q < 0.5 kW betrieben.

2.10.3 Kraftekompensierender Betrieb

Dieser Betriebsmodus entspricht dem Standardbetrieb des Flywheels und soll eine Riick-
wirkung der Maschine auf die Radialmagnetlager verhindern und somit deren Effizienz
steigern. Die Unwuchtregelung der Magnetlager fiihrt zu einem exzentrischen Lauf des
Rotors. Die Asymmetrie des Luftspalts wird durch eine Kraftkompensation beriicksichtigt.

Zur Kompensation von Unwuchtkréiften der SRM ist nur wenig Literatur verfiig-
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Abbildung 2.33: Zeitverlauf der Spannung und der Sollleistung bei einem Stoérgréfensprung
von 5 kW

bar. Methoden zum Ausgleichen von Unwuchtkréften und Fertigungsungenauigkeiten fiir
Synchron- und Asynchronmaschinen werden z.B. in |3]| beschrieben. Durch Parallelschal-
tung und Ausgleichsleitungen der Spulen einer Phase wird ohne dedizierte Regelung eine
teilweise Kompensation der auftretenden Kréfte erreicht. Durch die Parallelschaltung wird
durch die Spulen einer Phase jeweils annédhernd die gleiche Flussdichte erzeugt.

Eine dhnliche Vorgehensweise wird in [92] und [93] beschrieben. Darin werden die Kréfte
aufgrund eines exzentrischen Laufs einer 12/8-SRM mit drei Strangen kompensiert. Unter-
sucht werden allerdings nur Topologien mit mindestens vier Spulen pro Phase. Es zeigte
sich als giinstig, gegeniiberliegende Spulen parallel zu schalten und benachbarte in Serie.
Auferdem brachte eine Ausgleichsleitung (Equalizer) zwischen den jeweils diametral gegen-
iiberliegenden Spulen weitere Vorteile und fiihrte zu einer besseren Unwuchtkompensation.
Dies lasst sich allerdings nur auf die beschriebene 12/8-Maschine anwenden.

Eine ebenfalls passive Methode wird in [100] vorgestellt. Durch am Rotor angebrach-
te kurzgeschlossene Windungen wird eine asymmetrische Flussverteilung vermieden und
damit werden die Kréfte verringert und gleichzeitig die Betriebssicherheit erhéht. Vorteil-
haft ist dabei, dass die Statorspulen einer Phase in Serie geschaltet sind, wodurch weniger

Leistungskonverter benotigt werden. Dem steht der im Sinne eines FESS grofie Nachteil ge-
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geniiber, dass dieser Aufbau Spulen am Rotor benétigt, wodurch der konstruktive Aufwand
steigt, da diese enormen Trégheitskréiften standhalten miissen.

In [145] werden magnetische Unwuchtkréifte einer 6/4-Maschine durch Variation der
Amperewindungen kompensiert. Die Statorspulen kénnen durch Schalter um eine entspre-
chend nétige Anzahl an Windungen erweitert bzw. vermindert werden. Dadurch wird eine
Asymmetrie der Flussverkettung ausgeglichen. Die damit verbundene Verminderung des
Drehmoments wird durch die Amplitude des Stroms ausgeglichen, um die geforderte Leis-
tung zu gewihrleisten. Nachteilig ist, dass die Windungszahl nur in diskreten Schritten
verindert werden kann. Je feiner diese Schrittweite sein soll, desto mehr Schaltelemente
werden bendtigt, wodurch der Aufwand steigt. Die nétige Korrektur der Windungszahl
wird durch eine analytische Gleichung, in Abhéngigkeit der Auslenkung des Rotors, be-
stimmt. Diese kann durch Erhoéhung der Stromamplitude aufgrund der Gegeninduktion
detektiert werden (vgl. [150]).

In [80] werden die Kréafte mittels analytischer Funktionen angen#hert und diese zur
Berechnung der nétigen Strome zur Kraftkompensation herangezogen. Diese sind abhén-
gig vom Drehwinkel und der Auslenkung. Beschrieben wird eine 12/8-Maschine, bei der
die Unwuchtkrafte durch separate Regelung der Strome von gegeniiberliegenden Spulen
minimiert werden sollen. Es wird allerdings nur ein Vergleich mit einer statischen FE-
Simulation angefiihrt, jedoch keine dynamischen Simulationsergebnisse und keine reale

Umsetzung.

Die angefithrten Methoden lassen sich allerdings nicht in das Redundanzkonzept des
Flywheels integrieren, da, abgesehen von [80], keine aktive Generierung von Lagerkriften
moglich ist. Im Folgenden werden verschiedene Varianten zur Kompensation der generierten
magnetischen Kréfte erlautert. Simulationsergebnisse und ein quantitativer Vergleich der

Varianten sind in Kapitel 2.12 und 2.13 angefiihrt.

Anderung der Stromvorgabe

Die einzige Moglichkeit, direkt auf die Kréfte Einfluss zu nehmen, ist eine entsprechende
Variation des Stroms. Abbildung 2.34 zeigt das Regelungskonzept anhand eines Spulen-
paars. Die unterste hierarchische Regeleinheit stellt der in Abschnitt 2.10.1 beschriebene
Stromregler dar, dessen Ausgang die normierte Spannung zur Ansteuerung der Leistungs-
konverter ist. Der Sollstrom der beiden Spulen I ¢y,q bzw. I3 ¢nq setzt sich aus zwei Antei-
len additiv zusammen. Zum einen aus dem Sollstrom der Zwischenkreisspannungsregelung

Iemd, zum anderen aus einer Stromkorrektur Aly, die nétig ist, um Unwuchtkréifte zu
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Abbildung 2.34: Blockschaltbild des Regelkonzepts ,,Anderung der Stromvorgabe“ sowie
fiir den lagernden Betrieb

kompensieren. Die auftretenden Kréfte der betrachteten Maschine bei verschiedenen Be-
triebszustinden sind in Kapitel 2.8 beschrieben. Da die Krifte in y-Richtung? wesentlich
grofler sind als quer dazu, sollen im Weiteren nur diese betrachtet werden. Um diese aus-

zugleichen, wird der Sollstrom der beiden Spulen um einen Korrekturstrom Al erweitert

Il,cmd = Icmd - AIO
(2.66)
IQ,cmd = Icmd + AIO

Zu diesem Zweck muss aus den Kréften in Abbildung 2.26 der Korrekturstrom Aly als

Funktion der Rotorposition bestimmt werden, was der Losung der Gleichung
Fy(ﬁ, Icmd — Afo, Icmd + Afo, u, ’U) =0 (267)

bei konstantem wu, v und 6 entspricht. Abbildung 2.35 zeigt den Korrekturstrom fiir verschie-
dene translatorische Auslenkungen in z-Richtung und bei verschiedenen Sollstromvorga-
ben. Zu erkennen ist die lineare Abhéngigkeit vom Sollstrom sowie von der translatorischen
Rotorauslenkung. Da Materialnichtlinearitdten im betrachteten Bereich gering sind, kann
das Superpositionsprinzip angewendet werden. Dadurch lasst sich der Korrekturstrom auf

einen winkelabhéngigen Zusammenhang reduzieren

Alp= |Argz (O)u+ Ary (0)v] I (2.68)

4 im lokalen Koordinatensystem des betrachteten Spulenpaars



2.10 REGELUNG 7

12
10
Icmd: 20A
T1==u=-0.5mm 8 ’—|Cmd=lGA
P < -1 =12A
= 1= u=0mm =, 6 1—1 =sA
3 b = emd”
1=u=05mm 4 « = lmg= 4 A
- Icmd: 0A
2
‘ 0
0 45 90 0 45 90
Bin° Qin °
(a) Iema = 20 A, v = 0.5 mm und verschiedene (b) w =0 mm, v = 0.5 mm und verschiedene Soll-
Werte von u stromvorgaben I;pd
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Abbildung 2.36: Stromkorrektur bei Auslenkung in x- bzw. y-Richtung als Funktion des
Drehwinkels 6
mit dem mittleren Strom

I+ 1
2

I= (2.69)
und den in Abbildung 2.36 dargestellten Stromkorrekturen Ay, und Ay, fiir Auslenkung
in - bzw. in y-Richtung. Die Korrektur Ay, ist symmetrisch beziiglich 45° und wesent-

lich grofer als in z-Richtung, die punktsymmetrisch beziiglich 45° ist. Da bei Einsatz der
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Abbildung 2.37: Drehmoment bei zentrischer und exzentrischer Rotorposition und
Iy = I = 20 A mit und ohne Kraftkompensation

Kraftkompensation die einander gegeniiberliegenden Spulen aufgrund der unterschiedli-
chen Bestromung annéhernd den gleichen Fluss einbringen, ist das Drehmoment gleich wie
bei zentrischem Rotorlauf. Abbildung 2.37 soll diesen Zusammenhang verdeutlichen. Ist
der Rotor ausgelenkt, ist das Drehmoment hoher als beim zentrischen Lauf, da die ma-
gnetischen Krifte quadratisch vom Luftspalt abhéngen. Dieses Resultat ist deshalb von
Bedeutung, da somit die in Kapitel 2.9 durchgefithrte Optimierung der Betriebsparameter
auch fiir den kraftefeien Betrieb giiltig ist.

Um eine Uberschreitung des zuléissigen Stroms zu vermeiden, ist eine Sollstromvorgabe
der Form

I =1 — Al
Lemd 0} fir Alp >0

I2,cmd = Icmd
(2.70)

Il,cmd = Icmd

_ fir Alp <0
IQ,cmd =1+ Al

anstatt Gl. (2.66) zweckméfig.

Vorteil dieser Variante ist, dass die Kréfte vollstdndig ausgeglichen werden. Allerdings
ist dafiir eine sehr genaue Regelung erforderlich. Nachteilig ist, dass die Stromkorrektur
modellbasiert ist und dadurch ein Modellierungsfehler vorhanden ist. Aufserdem werden

dadurch fertigungsbedingte oder durch den Zusammenbau bedingte Abweichungen vom
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Ideal nicht berticksichtigt.

Bei der Anpassung des Sollstroms ist die drehzahlabhéngige Stromanstiegsgeschwin-
digkeit ein erhebliches Problem. Zur Kraftkompensation ist eine sensible Regelung des
Stroms noétig, die durch die gegenelektromotorische Kraft (BEMF) erschwert wird. Dies
wird aufserdem noch durch die Phasenverschiebung der Analogfilter sowie die Totzeit der

Analog-Digital-Wandlung verstéarkt.

Kompensation durch Quasi-Parallelschaltung

Im Gegensatz zu einer iiblichen Serienschaltung der gegeniiberliegenden Spulen sind die
Strome bei einer Parallelschaltung verschieden. Da allerdings dieselbe Spannung anliegt,
haben die beiden Strangstrome bei exzentrischem Lauf aufgrund der unterschiedlichen In-
duktivitdten auch unterschiedliche Anstiegsgeschwindigkeiten. Vernachléssigt man Streu-
fliisse, so sind die generierten Kréfte gleich null, wenn die Differenz der beiden Flussver-

kettungen gleich null ist

t

Adp = Py — 1y = / [UDc(dl —dy) — R(I; — 11)] dt=0 . (2.71)
0

Diese Gleichung ist genau dann zu jedem Zeitpunkt ¢ erfiillt, wenn der Integrand gleich

null ist, womit sich folgendes Regelschema ergibt

R
di :dcmd_@(IQ_II% da :dcmd fiir L1 <D

R
do = demg — @(h —Iy), di=depg fir I1 >1

(2.72)

wobel dgnq die normierte Spannung aus der Regelung des gemittelten Stroms, d; und ds
die normierte Spannung fiir die Konverter der Spule 1 bzw. 2 bezeichnen. Abbildung 2.38
zeigt das Regelungskonzept, worin Ad Gl. (2.72) andeuten soll. Da nur der Mittelwert der
beiden Strome geregelt wird, ist nur ein Stromregler notwendig. Zur Vermeidung von zu
hohen Stromen kénnen Beschrénkungen implementiert werden, die dies verhindern.

Da bei dieser Methode die aktuelle translatorische Rotorverschiebung nicht eingeht, kon-
nen auch Imperfektionen bedingt durch die Fertigung oder durch die Assemblierung aus-
geglichen werden. Im Vergleich zu einer tatsdchlichen Parallelschaltung kann zusétzlich
der Spannungsabfall durch den ohmschen Widerstand beriicksichtigt werden. Der Effekt
ist allerdings marginal. Aufferdem ist ein lagernder Betrieb weiterhin ohne Einschrankung

moglich, da die Parallelschaltung nur in der Software geschieht.
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Abbildung 2.38: Blockschaltbild der Kompensation durch Quasi-Parallelschaltung

Regelung des verketteten Flusses

Wie bereits in Abschnitt 2.10.1 angefiihrt, gestaltet sich eine Flussregelung aufgrund der
linearen Regelungsstrecke einfacher.

Im Folgenden wird eine Erweiterung der Quasi-Parallelschaltung erldutert, indem zusétz-
lich die auftretenden Streufliisse durch Modellbildung berticksichtigt werden. Die Differenz
der beiden Verkettungsfliissse ist dann nicht mehr null, sondern muss auf einen Sollwert
Aty geregelt werden. Die Differenz der beiden Verkettungsfliisse kann, wie in Gl. (2.71)
angefiihrt, {iber die Spannung berechnet werden. Durch Anwendung der Z-Transformation

lautet die Gleichung im Frequenzbereich
A = Apz~' + T, [UDC(d1 —dy) + R(I - I)| . (2.73)

Zur Berechnung der nétigen Differenz des Verkettungsflusses soll wiederum ein Korrektur-

strom Af{) berechnet werden, mit dem die Kréfte in y-Richtung zu null werden
Fy(0, Img — Ao, Ioa, u,0) =0 . (2.74)

Im Vergleich zu Gl. (2.67) wird die Stromkorrektur nur bei einem der beiden Spulenstrome
abgezogen. Dies liegt daran, dass hier nicht auf einen mittleren Strom geregelt werden soll,
um ein Uberschreiten des zuliissigen Stroms zu vermeiden. Nach Lésen von Gl. (2.74) und
Einsetzen in die Kennfelder des verketteten Flusses kann der notige Korrekturfluss Ay
berechnet werden. Bei Annahme von linearem Materialverhalten ist der Korrekturfluss
linear vom Strom abhéngig und setzt sich aus einem Anteil durch Verschiebung in z-
Richtung, Ay ,, und aus einem Anteil aufgrund der Verschiebung in y-Richtung, Ay ,,
zusammen, die in Abbildung 2.39 dargestellt sind
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Abbildung 2.39: Korrekturfluss aufgrund einer Verschiebung in x- bzw. in y-Richtung

W (0,u,0) I fiir To >0
T B (2.75)
Uy (0, u,v) o fir ¥y<0
mit
Wo (0,u,v) = [AW O)u+Ayy (0)v| . (2.76)

Durch die Fallunterscheidung wird das Auftreten zu hoher Stréme vermieden. Fiir die
Regelung weist ein einfacher P-Regler ausreichende Dynamik auf. Somit ist die notige

Differenz der normierten Spannungen gegeben durch

Ad = Kpg, (A — Av) (2.77)

mit der proportionalen Regelverstarkung Kp . Da die Zwischenkreisspannung endlich ist,
erweist es sich als giinstig einen der beiden Strome auf den Sollstrom zu regeln und den

anderen geméf Gl. (2.77) zu verringern

di =do — Ad
Pe fir A <0
d2 = dcmd
(2.78)
dl = dcmd .
fir Ay >0
do = dy + Ad

mit depg aus Gl (2.55). Abbildung 2.40 fasst das Regelkonzept in Form eines Blockschalt-

bilds zusammen.

Als problematisch erweist sich die in Gl. (2.73) angefiihrte Berechnung der Flussdifferenz
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Abbildung 2.40: Blockschaltbild der Regelung des Verkettungsflusses zur Kraftkompensa-
tion

(vgl. [94]). Durch Abweichungen bei der Modellierung und durch die im Regler vorhandene
Diskretisierung sowie durch den Storsignalanteil im Messsignal wird bei der Integration
ein Fehler aufsummiert. Dies ist unproblematisch, sofern der Strom wieder auf null abféllt
und damit den Zusammenhang korrigiert. Bei sehr hohen Winkelgeschwindigkeiten und
Stromen ist oft ein Absinken des Stroms auf null nicht moéglich, weswegen die angefiihrte
Methode nicht verwendet werden kann. Ebenfalls problematisch ist die Integration bei sehr
niedrigen Drehzahlen, da eine grofie Zeitspanne zwischen den Kommutierungsvorgingen
liegt.

Eine weitere Methode zur Berechnung des aktuellen Flusses ist ein Beobachter, der
auf der Definition der Sekanteninduktivitit basiert. Setzt man lineares Materialverhalten

voraus, ergibt sich der verkettete Fluss als Linearkombination der beiden Strangstrome
P = L11(0,u,v)I1 +L12(9,u,v)12 . (2.79)

Um die Abhéngigkeit der Rotorposition zu beriicksichtigen, ist eine Linearisierung um den

Arbeitspunkt © = v = 0 mm notig

OL11 (0 OL11 (0
P & |:L11(9)‘0—|— él( ) u OLu(6) U]I1+...
T o % o (2.80)
OL12(0) OL12(0) ‘
[Lm(@)\o T |, o " I

Die einzelnen Anteile der Selbst- und Gegeninduktivitit sind in Abbildung 2.41 dargestellt.
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Abbildung 2.41: Linearisierung der Induktivitdt und Gegeninduktivitét

Erkennbar ist, dass die Abhéngigkeit der Gegeninduktivitdt von der translatorischen Ver-
schiebung relativ gering ist und vernachléssigt werden konnte. Ebenfalls vergleichsweise
klein ist die Ableitung der Selbstinduktivitdt beziiglich der x-Richtung. Eine analoge Be-
ziehung gilt fiir ¢)9, wobei aufgrund der Symmetrie folgende Beziehungen verwendet werden

konnen

L11(9)|0 - L22(‘9)‘0

Li2(0)]o = La(0)]

0L11(0) _ 0L22(0)
or |, or |,
0L12(0) _ 0L21(0) (2.81)
or |, or |,
0L11(0) _ 0L22(0)
9 o o o
0L12(0) _ 0L21(0)
9 o 9y o

Damit ergibt sich nach kurzer Umformung die Flussdifferenz A zu

A = ( Lu(6)], - Lm(e)\o) (I — 1) + ..

[<8Lé;(0) 0> wt <8L51y(0)

Gl. (2.82) lasst erkennen, dass zur Berechnung der aktuellen Flussdifferenz nur die gemes-

N OL1s(6) (2.82)

0L12(0)
0 ox +

0 Ay

0> o] 1+ )

senen Strome, die Rotorverschiebung sowie drei Koeffizienten notwendig sind, die nur vom
Drehwinkel abhéngen und daher nur geringen Speicherbedarf in einer Echtzeitrealisierung

benotigen.
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Die einzelnen Regelungen zur Kraftkompensation werden in den Kapiteln 2.12 und 2.13

genauer analysiert und miteinander verglichen.

2.10.4 Lagernder Betrieb

Der lagernde Betrieb dient zur Erhohung der Zuverlassigkeit des Flywheels bei groften ex-
ternen Storkréften. In der Literatur sind viele Varianten fiir lagerlose Reluktanzmaschinen
zu finden. In [142] werden die radialen Kréfte durch zusétzliche Spulen am Stator erzeugt.
Untersucht wird eine 12/8-Maschine mit der in Abbildung 2.42(a) dargestellten Spulen-
konfiguration. Eine Phase speist je vier in Serie geschaltete Drehmomentspulen und zwei in
Serie geschaltete gegeniiberliegenden Spulen zur Lagerkrafterzeugung fiir je eine Richtung.
Durch Bestromung der Spulen zur Krafterzeugung wird das drehmomentgenerierende Feld
auf einer Seite geschwécht und auf der anderen verstérkt, sodass eine Kraftwirkung in der
gewiinschten Koordinatenrichtung entsteht. Nachteilig ist dabei, dass ein Strom in den
Drehmomentspulen notwendig ist, um Kréfte generieren zu konnen. Um auch im Leerlauf
einen stabilen Lauf zu gewahrleisten, werden die Schaltwinkel so gewahlt, dass das Dreh-
moment im Mittel null ist. Die Modellierung wird in [19] diskutiert. Das Kennfeld der
Flussverkettung wird aus einem 3D-FE-Modell durch Fourierreihen approximiert.

[29] beschreibt ebenfalls eine 12/8-Maschine, allerdings werden keine zusétzlichen Spulen
zur Kraftgenerierung angebracht, wodurch die Leistungsdichte erhéht wird, siehe Abbil-
dung 2.42(b). Zum drehmomentgenerierenden Strom wird ein Lagerstrom addiert bzw.
subtrahiert. Der Lagerstrom wird aus einer analytischen Funktion, die vom Rotorwinkel
abhéngt, berechnet.

In [28] wird die lagerlose Ausfithrung der in Abbildung 2.42(c) dargestellten 8/6-
Maschine préasentiert. Die Auslegung wird in [26] und die Berechnung der Fliisse und
Kréfte in |26] bzw. [27] beschrieben. Die Strome i4 und igs werden separat geregelt und
konnen dadurch eine Kraft in der entsprechenden Richtung erzeugen. Die Spulen fiir iq
und i5 sind in Serie geschaltet und erzeugen ebenfalls eine Kraft. Durch die Regelung eines
drehmomentbildenden Stroms i,, und zwei Strome fiir die Kréfte 71 und ;> kann eine

Kraft mit beliebiger Richtung in der z-y-Ebene erzeugt werden

i1 = —i5 = it2, G4 =lm + i, I8 ="1m—it1 - (2.83)

Dieses Konzept weist den Vorteil auf, dass nur sechs Leistungskonverter notwendig sind
und ein Lagerbetrieb auch im Leerlauf moglich ist.

Die in [91] beschriebene lagerlose SRM-Variante weist eigene Lagerpole auf und hat
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(a) aus [19] bzw. [142]

v

Winding
(c) aus [28] (d) aus [91]

Abbildung 2.42: Verschiedene Konzepte lagerloser SRM

eigene Drehmoment- und Lagerwicklungen, siche Abbildung 2.42(d). Dadurch wird das
System entkoppelt und es ist moglich, die Lagerung und den Antrieb getrennt zu regeln.
Der Polwinkel der Lagerpole ist sehr grof gewahlt, wodurch die Induktivitdt nur wenig mit
dem Drehwinkel variiert. Somit ist die Lagerkraft anndhernd unabhingig vom Drehwinkel,

wodurch die Lagerung vom Antrieb annéhernd entkoppelt wird.

Im Folgenden sollen zwei Varianten vorgestellt werden, um mit dem bestehenden Kon-

zept einen lagernden Betrieb der Maschine zu gewéhrleisten.
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Abbildung 2.43: Steifigkeit K(0) fiir den Strom als Funktion des Rotorwinkels

Anderung der Stromvorgabe

Aufgrund der geringen Polanzahl kann nicht in jeder Position eine beliebige Kraftrichtung
erzielt werden. Durch die Tragheit des Rotors ist dies allerdings bei hoheren Winkelge-
schwindigkeiten nicht zwingend notwendig. Im Stillstand ist jedoch keine radiale Stabili-
sierung moglich. Ein stabiler Lauf kann nur gewéhrleistet werden, wenn zumindest zwei
der drei Spulenpaare je Maschine gleichzeitig wirken (vgl. Kapitel 2.12.2).

Im Folgenden sei lineares Materialverhalten und eine zentrische Rotorposition vorausge-
setzt. Dann ist die in Richtung des Pols A1 wirkende Kraft proportional zum Quadrat des

Stroms und zur Anderung der Induktivitéit in der entsprechenden Richtung

FL=-——I=K/0)I] . 2.84

=579, I 1(0)11 (2.84)
Die in Gl. (2.84) definierte Steifigkeit Kj(f) ist eine Funktion des Drehwinkels und in
Abbildung 2.43 dargestellt. Wie zu erwarten, ist diese bei iiberdeckten Polen maximal. Die
durch ein Spulenpaar generierte Kraft setzt sich aus den erzeugten Kraften der einzelnen

Pole zusammen, die quadratisch vom jeweiligen Strom abhidngen

F=F—F=K/(0)I—-13 . (2.85)
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Daraus ergibt sich mit einer Uberlagerung des Sollstroms I,,,q und der Stromkorrektur A7

Il,cmd = Icmd — Al

(2.86)
I2,cmd = Icmd + AT
nach kurzem Umformen der kréftegenerierende Korrekturstrom zu
E
Alp=——cmd (2.87)

T 4K (0)oma

wobei Fi,q die Kraftvorgabe bzw. Sollkraft bezeichnet.
Wird nun der Korrekturstrom grofer als der geforderte Sollstrom, ist Gl. (2.86) nicht

mehr giiltig, da nur eine positive Stromrichtung moglich ist. Die Gesamtkraft ist dann
Fy = Ki(0)IF g = K1(0)(Lema — Alp)? (2.88)

und der nétige Korrekturstrom zur Generierung der geforderten Kraft ergibt sich nach

kurzer Umformung zu

Fem

wobei zu berticksichtigen ist, dass nur ein positiver Strom fliefen kann. Durch Gleichsetzen

von Gl. (2.87) und (2.89) erhélt man die Giiltigkeitsgrenze der beiden Gleichungen bei

I _ 1 chd

(2.90)

Tritt zusétzlich eine Rotorverschiebung auf, setzt sich der Korrekturstrom zusammen
aus Gl. (2.68) zur Korrektur einer exzentrischen Rotorposition sowie Gl. (2.87) bzw. (2.89).

Zusammengefasst erhélt man
Al = Aly+ Alp (2.91)

mit der Vorsteuerung zur Beriicksichtigung der Rotorauslenkung

Aly = [Ara (0)u+Apy, (9) v] I (2.92)
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und

chd .. 1 chd

Alp=——"0  fy Loa> -
P K 0 g ™ = 9 F(0)

(2.93)

chd . 1 chd

Alp = Lo — fir Lo < =
F=demd =\ Je) " emd S 9K ()

Durch Gl. (2.86) wird dann die Stromvorgabe fiir den Stromregler gebildet.

Regelung des verketteten Flusses

Eine andere Moglichkeit, um Kréfte zu generieren und damit eine radiale Stabilisierung zu
erreichen, ist die Regelung des Verkettungsflusses. Aufgrund der separaten Regelung der
gegeniiberliegenden Spulen kann die Regelung dahingehend ausgelegt werden, dass die Dif-
ferenz der magnetischen Fliisse in den beiden Polen einer gewiinschten Kraft entspricht. Im
Folgenden sei eine zentrische Rotorposition und lineares Materialverhalten vorausgesetzt.

Fliefst in der Spule der Strom I, so wirkt bei zentrischer Rotorlage eine Kraft
=K/} (2.94)

die durch eine Imbalance der Fliisse in den beiden gegeniiberliegenden Polen verursacht

wird. Diese kann auch iiber die Selbst- und Gegeninduktivitit ausgedriickt werden
A¢pp = (L — Li2)h . (2.95)

Durch Umformen von Gl. (2.95) und Einsetzen in Gl. (2.94) erhélt man fiir die Kraft

AYp

Fi=K;00)[{ ————
! I()lLll_L12

(2.96)

Die Steifigkeit fiir den Verkettungsfluss K, héngt daher mit der Steifigkeit fiir den Strom
iiber die Induktivitdt zusammen

Ky(0) = Ki(0)

_ 2.97
L1 — L2 ( )

und ist in Abbildung 2.44 dargestellt. Da ein Strom Iy in der Spule 2 dieselbe Differenz

des Verkettungsflusses erzeugt, allerdings mit anderem Vorzeichen, erhélt man die gesamte



2.10 REGELUNG 89

500

400}

300

200t

K (8) in N/(VsA)

v

1001

O | | |
0 15 30 45 60 75 90

Oin°

Abbildung 2.44: Steifigkeit K () fiir den Verkettungsfluss als Funktion des Rotorwinkels

generierte Kraft zu
F=F—-F=Ky0)Ayrh — Ky(0)(-Ay¢p)ls . (2.98)
Nach kurzer Umformung erhélt man daher die nétige Flussdifferenz

o Femd
R O (299

fiir eine Sollkraft F,,4.
Wie auch im kréaftekompensierenden Betrieb durch Regelung des Flusses kann auch hier

die aktuelle Flussdifferenz Ay mit einem Beobachter approximiert und eine Korrektur der

normierten Spannung durch einen P-Regler vorgegeben werden
Ad = Kpy; (AYr — AY) (2.100)

mit der proportionalen Reglerverstirkung Kpy,.. Im Vergleich zu Gl. (2.78) muss bei der

Addition bzw. Subtraktion zur urspriinglichen normierten Spannung eine weitere Fallun-
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terscheidung beriicksichtigt werden

di =dy + Ad
d dcmd — Ad fir dcmd > 1 fiir A’L/}F < 0
2 =
dcmd sonst

(2.101)
; { domma + Ad - it depg > 1
1 pu—

demd sonst fir Ayp >0
do =dy — Ad

V

mit depg aus Gl (2.55). Diese ist notwendig, um die endliche Zwischenkreisspannung bei

hohen Kraftamplituden zu berticksichtigen.

Auslegung des Positionsreglers

Da jedes SRM-Spulenpaar unabhéngig geregelt wird, werden fiir jede Maschine drei Posi-
tionsregler eingesetzt. Dadurch ist ein integraler Anteil in der Regelung ausgeschlossen.

Die Strecke ist durch den Schwerpunktsatz gegeben
Gpy(s) = —3 (2.102)

mit der Rotormasse m.
Verwendet wird ein realer PD-Regler, dessen Reglergesetz ein Verzogerungsglied erster

Ordnung zur Filterung beinhaltet. Die Ubertragungsfunktion lautet in der z—Ebene
F(z) = Kpye, + Fy(z) (2.103)
mit den proportionalen und differenzierenden Regelparametern Kp, bzw. Kp , sowie

ey =0—v

(2.104)

. Nc,yKD,yey(l - Z_l) + Fdz_l

F,
u2) LN 7

worin N., den Filterkoeffizienten des Verzogerungsglieds, e, den Regelfehler und T die
Abtastzeit bezeichnen. v bezeichnet die Auslenkung in y-Richtung im lokalen Koordina-

tensystem des jeweiligen Spulenpaars.
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Die Regleriibertragungsfunktion ergibt sich dann zu

KpyNeyTs + (Kpy + NeyKpy)(1 - 271
G — Y Y Y Y Y . 2.105
C,y(’z) 1 + Nc’yTs _ Z_l ( )

Die Verwendung eines realen PD-Reglers ist notwendig, da der D-Anteil andernfalls
die Zwischenkreisspannungsregelung beeinflusst. Die Zeitkonstante des Verzogerungsglieds
erster Ordnung hat groffen Einfluss. Liegt die Eckfrequenz dieses Filters zu tief, kann die
Unwucht zu instabilem Verhalten fiihren. Liegt sie zu hoch, ist der differentielle Regelanteil
hoch, was die Zwischenkreisspannungsregelung der Maschine aufgrund der kaskadierten
Regelung beeinflusst.

Die Gesamtlagersteifigkeit der beiden Maschinen ergibt sich aus dem Prinzip der virtu-

ellen Arbeit zu

ke =2 |2 sin? (g)] Kpy =3Kp,
(2.106)
By =214 2 cos? <%)} Kpy, =3Kp,

d.h., die Lagersteifigkeit ist in beiden Richtungen gleich.

2.10.5 Drehzahlregelung

Um eine kontrollierte Inbetriebnahme und ein sicheres Herunterfahren zu gewéhrleisten,

ist eine Drehzahlregelung vorgesehen. Die Regelstrecke ergibt sich durch den Drallsatz

Gpuw(s) (2.107)

_w _ 1
M Lgs

mit dem Drehmoment M und dem Tragheitsmoment I,. Verwendet wird ein PI-Regler

M K
Gew(s) = - = Kpw + ;’w
w

(2.108)

mit den Regelparametern Kp,, und K7y, dessen Ubertragungsfunktion im Frequenzbereich

_ Kpu(1—z7Y + Kp T,
- -1

Gew(2)

g

2.1
T (2.109)

lautet. Wie auch bei der Zwischenkreisspannungsregelung wird ein Anti-Windup eingesetzt.

Der Reglerentwurf soll durch Spezifikation der Pol-Nullstellenkonfiguration auf ein do-
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Tabelle 2.5: Verwendete Regelparameter fiir die Drehzahlregelung
| I. = 0.032 kgm? | I, = 10.37 kgm?
wy, in rad/s 1.885 0.1885
¢ 4.8 3

minantes Polpaar geschehen. Das charakteristische Polynom der Regelkette lautet
P(s) :IZ32+Kp,ws+KLw252+2wn§s+w3:0 , (2.110)
wodurch sich die Regelparameter mittels Koeffizientenvergleich zu

Kr,=wil,
(2.111)
KP,w = 2wn(l,

mit der Eigenkreisfrequenz w, und Dampfung ¢ des geschlossenen Regelkreises, ergeben.
Fiir das Flywheel mit I, = 10.37 kgm? und dem SRM-Messaufbau mit I, = 0.032 kgm?
wurden die natiirliche Reglerfrequenz w,, und Dampfung ¢ aus Tabelle 2.5 verwendet.

Um eine Beeinflussung der Redundanzgruppen zu vermeiden, ist es zweckméfig den
I-Anteil Ky, der Regelung in den Redundanzgruppen gleich null zu setzen. Da bei dem
in Kapitel 2.13 beschriebenen SRM-Messaufbau kein Riickspeisen in den Zwischenkreis
moglich ist, wird dieser nur mit positivem Drehmoment betrieben.

Des Weiteren erwies sich eine Softstartprozedur mit konstantem Drehmoment als vor-
teilhaft. Dabei wird die Vorgabe der Winkelgeschwindigkeit we,,q mittels einer Rampen-

funktion bis zum Zeitpunkt

I

Tw =W 2.112
¢ ref Mmax ( )
gesteigert und danach konstant auf dem gewahlten Wert w;..y gehalten
3 ..
Wref— fir 0<t<my,
Wemd(t) = Tw (2.113)

Wref fir ¢t > 7,
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2.11 Modellierung des Gesamtsystems

Fiir die Untersuchung des Gesamtsystems und das Zusammenspiel samt Beeinflussung der
einzelnen Regelungen wurde ein umfangreiches Modell erstellt. Wie auch bei den Modellen
zuvor wird eine Kopplung der einzelnen Spulen untereinander vernachléssigt.

Das Modell hat fiinf mechanische Freiheitsgrade und nur die axiale Verschiebung ist
zu null gesetzt. Das Rotormodell bildet sowohl eine statische als auch eine dynamische
Unwucht ab. Dies wird realisiert durch eine exzentrische Position des Rotorschwerpunkts
sowie durch nichtverschwindende Deviationsmomente im Tragheitstensor.

Die drei unabhéngigen Zwischenkreise der drei Redundanzgruppen haben eine nominale
Spannung von 350 V und je eine Gesamtkapazitit von 4 mF, die mittels SimPowerSystems
modelliert wurden. Eine Einspeisung in den Zwischenkreis erfolgt nur, wenn die Spannung
zwischen 340 V und 360 V liegt. Jeder Zwischenkreis ist mit einem Spulenpaar der oberen
und einer der unteren Maschine verbunden, welche um 60° (mechanisch) gegeneinander
versetzt sind.

Der Storsignalanteil der Stromsensoren wurde dreiecksférmig mit einer Frequenz von
475 kHz und 0.4 A Amplitude modelliert. Alle anderen Sensorsignale wurden als ideal
angenommen. Vor den Analog-Digital-Wandlern (ADCs) werden sdmtliche Signale durch
einen Besselfilter sechster Ordnung mit einer Eckfrequenz von 32.5 kHz fiir Spannung und
Position sowie 62.5 kHz fiir die Strome geleitet.

Die ADCs haben eine Auflésung von 12 Bit. Deren Storsignal wurde mit einer Varianz
von 10 Quantisierungsschritten und dem Mittelwert 0 angenommen.

Die zur Regelung herangezogenen Werte werden durch arithmetische Mittelung in der je-
weils vorherigen Reglerperiode berechnet. Hierdurch kann eine héhere Signalqualitéit erzielt
werden. Aufgrund der im pC beschrankten Rechenzeit wird bei der Messung des Stroms
nur der letzte aufgenommene Wert verwendet und auf eine digitale Filterung verzichtet.

Die Regelung der Maschinen ist zweigeteilt. Die Zwischenkreisspannungs- bzw. Drehzahl-
regelung und die Positionsregelung werden mit einer Reglerfrequenz von 20 kHz durchge-
fithrt und die Stromregelung mit 80 kHz getaktet. Die PWM-Frequenz betrigt ebenfalls
80 kHz.

Die 2-Quadrantenkonverter, beschrieben in Kapitel 2.3, wurden ebenfalls mit SimPower-
Systems modelliert. Die Leistungsbauteile sind, bis auf einen Innenwiderstand von 1 mf2,
als ideale Schalter modelliert. Abbildung 2.45 zeigt exemplarisch die oberste hierarchische
Ebene des entwickelten Modells. Dargestellt sind die drei Phasen (griin), die iiber das Ro-
tormodell (orange) gekoppelt sind. Die Koordinatentransformationen werden jeweils in den

gelben Blocken durchgefiihrt.
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Abbildung 2.45: Oberste hierarchische Ebene des verwendeten SIMULINK-Modells

Die Charakteristiken der Maschine sind in diesem Modell 5-dimensional. Drehmoment,

Kréfte in - und y-Richtung sowie Stromkennlinien sind in Kennfeldern abgespeichert und

sind Funktionen vom Drehwinkel 6, den beiden Stréomen I; und Is sowie von den transla-

torischen Verschiebungen u und v. Bei der Simulation wurde eine lineare Interpolation der

Kennfelder verwendet, da jede andere Variante zu einer enormen Steigerung der Rechen-

zeit fuhrt. Auch hier wurde die Kennlinie des verketteten Flusses in eine Stromkennlinie
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umgerechnet, womit sich der verkettete Fluss aus dem Induktionsgesetz ergibt

Y1 [Ul — R11(9,¢1,I27Uav)] dt

I
o _

(2.114)

(05 {U2 — R12(9,11,¢27U7’U)] dt

Il
o

mit den angelegten Spannungen U; und Us.

2.12 Simulationsergebnisse

Im Folgenden sind Simulationsergebnisse von ausgewéhlten Betriebszustdnden angefiihrt.
Bei allen Simulationen wurde die Abhéngigkeit der Verstarkung des Stromreglers mit der
Drehzahl als linear® gewihlt und eine maximale Verstirkung von Kp1* = 2500 V/A ver-
wendet. Fiir die Zeitintegration wurde die Dormand-Prince-Methode mit einer maximalen
Schrittweite von 100 ps, einer minimalen Schrittweite von 0.01 us sowie einer relativen und
absoluten Toleranz von 10™® verwendet. Séamtliche winkelabhéingigen Kennfelder wurden
mit einer Auflésung von 1° diskretisiert. Die Drehzahlabhéngigkeit der Betriebsparameter
wurde mit 40 rad/s und die Leistung mit Schritten von 100 W aufgelést. Die aktuellen
Werte von Leistung, Winkel und Winkelgeschwindigkeit werden auf den jeweiligen Betrag

nach unten gerundet und der zugehdrige Wert in den Kennfeldern verwendet.

2.12.1 Normalbetrieb

Im Normalbetrieb wird der Rotor durch die dedizierte magnetische Lagerung stabilisiert.
Daher sei angenommen, dass der Rotor in seiner Tragheitshauptachse gehalten wird und
mit einer Exzentrizitit von e = 50 pm umliuft®. Die beiden Stréme je eines Spulenpaars
werden auf dieselbe Referenz geregelt. Im Vergleich zu einer Serienschaltung ergibt sich
aufgrund des exzentrischen Rotors eine Abweichung im Stromverlauf. Abbildung 2.46 zeigt
ein Simulationsergebnis bei 600 rad/s. Dabei wurden fiir jeden Zwischenkreis unterschiedli-
che Lastzyklen PIAN, PIBN und PICN und damit Stérgréfsenverlaufe vorgegeben. Anhand der
Spannungsverldufe U éc» Ugc und USC der drei Zwischenkreise ist zu erkennen, wie die

Regelung auf Storgrofenspriinge reagiert und diese kompensiert. Da die untere Maschine

5 entspricht der Verwendung von n = 1 in GI. (2.58)
5 dies entspricht bei Qmaz = 2000 rad/s einer Wuchtgiite von G100
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Abbildung 2.46: Simulationsergebnis bei 600 rad/s und Vorgabe eines Lastzyklus im Nor-
malbetrieb fiir die zwei Maschinen und deren drei Phasen A, B und C

um 60° versetzt ist, ist die Leistung Pasg1 bei einer positiven Sollleistung hoher als Pysgo.

Ein gegenséatzliches Verhalten tritt im Generatorbetrieb auf.

2.12.2 Lagernder Betriebsmodus

Der lagernde Betrieb dient zur Erhohung der Zuverléssigkeit des Flywheels bei grofen
externen Storkraften und ist daher kein Dauerbetrieb. Fiir die Analyse des lagernden Be-
triebsmodus ist eine Kopplung des Magnetfelds mit dem mechanischen Modell des Rotors

notwendig. Die Rotormasse wurde mit m = 269 kg angegeben und der folgende Trégheits-

tensor verwendet

15.89 0 —5.52-1076
I= 0 15.89 0 kgm? . (2.115)
—-552-1076 0 10.37
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Der Abstand der elektrischen Maschinen vom Schwerpunkt bei symmetrischem Rotor sei
0.42 m. Weiters wurde angenommen, dass die Unwucht auf der xz-Achse liegt und 3.15 um
betragt, was einer Wuchtgiite von G6.3 entspricht. Um zu hohe Regelsollkrifte zu vermei-
den, wurde der Reglerausgang des Positionsreglers mit Fi,q; = 500 N beschrénkt.

Bei den Reglerparametern des Positionsreglers ist insbesondere die Zeitkonstante vom
Verzogerungsglied 1/N, ,, von grofer Bedeutung. Wird diese zu grofs gewéhlt, wird die Pha-
senreserve sehr klein und das System instabil. Bei kleinen Werten ist die Filterwirkung zu
gering, wodurch die Regelung stark vom Storsignalanteil der Positionsmessung beeinflusst
wird.

Um eine stabile Positionsregelung zu gewéhrleisten, wurde eine Parametervariation bei
650 rad/s und 2000 rad/s durchgefiihrt. Die jeweiligen Parametersitze werden als stabil
definiert, wenn bei einer Anfangsauslenkungen von zyp = yo = 0.2 mm die Position iiber
die gesamte Simulationsdauer von 0.5 s und beiden Winkelgeschwindigkeiten innerhalb

folgender Grenzen liegt

o 1 —wn(t
fi <y0> 7\/@6 + fae (2.116)

mit
(=02, w,=50rad/s, fi1=15 fo=10, e=3.15pum . (2.117)

Auferdem wird gefordert, dass die Zwischenkreisspannung bei selbigen Lastzyklen, wie in
Abbildung 2.46, iiber die gesamte Simulationsdauer zwischen 340 V und 360 V liegt. Abbil-
dung 2.47 zeigt das Ergebnis der Parametervariation. Die simulierten Werte sind mit einem
Punkt gekennzeichnet. Variiert wurden die Steifigkeit, die Ddmpfung und die Zeitkonstan-
te des Verzogerungsglieds. In griin sind jene Werte markiert, bei denen ein stabiler Lauf
gewahrleistet ist und die Leistung erbracht wird. Blau markiert sind Wertekombinationen,
die eine stabile Positionsregelung ermoglichen, bei denen allerdings die Leistung nicht er-
bracht wird, da die Positionsregelung die Zwischenkreisspannungsregelung beeinflusst. In
rot sind jene Werte gehalten, bei denen die Positionsregelung instabil ist. Erkennbar ist,
dass die Eckfrequenz N, einen grofien Einfluss hat. Ein giinstiger Wertebereich liegt um

N,y = 1 kHz. Fiir die weitere Untersuchung wurden die Werte

MN kN
Kpy=1—, Kpy=8—,  Ngy=10KkHz (2.118)
m ms

verwendet.
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Abbildung 2.47: Stabilitdt verschiedener Steifigkeitswerte; rot: instabil; blau: Position sta-
bil, Leistung nicht erbracht; griin: stabil, Leistung erbracht;
fir N., = 0.1 kHz, 0.5 kHz, 1 kHz, 10 kHz, 100 kHz
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Abbildung 2.48: Zeitlicher Verlauf der Rotorschwerpunktsposition sowie der erzeugten

Krifte, Orbit und Phasendiagramm der z-Komponente bei 650 rad/s und
10 kW Sollleistung

Ein weiteres Simulationsergebnis mit den angefiihrten Werten ist in Abbildung 2.48
dargestellt. Die Anfangsauslenkungen betragen zo = 0.2 mm und yy = —0.2 mm. Simuliert
wurde ein Motorbetrieb mit 10 kW bei 650 rad/s. Die Rotorposition schwingt leicht iiber
die Nulllage. Deutlich zu erkennen sind die Schwingung aufgrund der Unwucht und auch die
dadurch erzeugten Kréfte. Aufgrund der diskontinuierlichen Bestromung treten deutliche
Spitzen im Kraftverlauf auf. Weiters sind der Rotororbit sowie ein Phasendiagramm fiir
die horizontale Auslenkung dargestellt.

Steifigkeit und Ddmpfung sind aufgrund der variablen Kommutierungswinkel insbesonde-
re von der geforderten Leistung abhéngig und nur geringfiigig von der Drehzahl. Insbeson-

dere im Generatorbetrieb weichen diese von den Sollwerten ab, da sich hier die Stromrege-
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Tabelle 2.6: Steifigkeit und D&mpfung bei verschiedenen Winkelgeschwindigkeiten und

Leistungen
Wn e in rad/s Wn,y in rad/s
w in rad/s w in rad/s

650 | 1250 | 2000 650 | 1250 | 2000

-10 || 45.7 | 47.7 | 56.0 -10 || 41.8 | 42.7 | 50.7

E -4 || 71.0 | 71.3 | 60.8 E -4 || 66.8 | 63.9 | 56.0
k= 0 747 ] 803 | 80.1 k= 0 735] 758 798
T 4| 714 768 | 69.0 T 4 813 | 79.6| 721
Ay 10| 98.4 | 101.2 | 92.9 Ay 10 || 109.0 | 104.5 | 93.9

D, D,
w in rad/s w in rad/s
650 | 1250 | 2000 650 | 1250 | 2000
-10 [/ 0.36 | 0.22 [ 0.24 -10 || 0.24 | 0.20 | 0.24

-4 11031 | 0.35 | 0.30
0.34 | 0.38 | 0.40
41030 | 040 | 0.33
10 || 0.46 | 0.54 | 0.52

-4 1 037 | 0.31 | 0.29
0.34 | 0.37 | 0.41
41029 | 045 | 0.38
10 || 0.56 | 0.60 | 0.51

P.,.qin kW
o

P...q in kW
o

lung schwieriger gestaltet als im Motorbetrieb. Tabelle 2.6 quantifiziert diesen Sachverhalt.
Aufgelistet sind Eigenkreisfrequenzen w,, , bzw. w,, , in z- und y-Richtung und das zuge-
horige Lehrsche Démpfungmaf D, und D, bei verschiedenen Sollleistungen und Winkelge-

schwindigkeiten. Dabei wurde die Rotorschwerpunktsposition mit der Differentialgleichung

des Einmassenschwingers

i + 2Dgwn o@ + Wi , (T 4 20) =0
(2.119)
g./. + 2Dywn,yy + w?z,y (y + ZJO) =0

verglichen und die Werte fiir wy, ., wyy, D, und D, mittels Least-Squares-Regression an-
gepasst.

Beim lagernden Betrieb der Maschinen ist die Funktionalitdt bei niedrigen Drehzahlen
von besonderem Interesse. Bei einem Ausfall der Magnetlager muss ein sicheres Herunter-
fahren des Flywheels moglich sein, bis ein Auslaufen in den mechanischen Fanglagern ohne
Schaden gegeben ist. Zu diesem Zweck wurden Simulationen des Herunterfahrvorgangs bei
verschiedenen Anfangsdrehzahlen durchgefiihrt. Die Zwischenkreisspannung wurde kon-

stant auf 350 V gehalten und die Winkelgeschwindigkeitsreferenz auf 0 rad/s gesetzt,
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Abbildung 2.49: Zeitlicher Verlauf der Rotorposition bei verschiedenen Drehzahlen

womit die Maschine bei der maximalen Generatorleistung betrieben wird. Die Anfangs-
auslenkung wurde zu zg = yp = 0.1 mm gewahlt. Der zeitliche Verlauf der Position ist
in Abbildung 2.49 zu sehen. Erkennbar ist, dass bis zu einer Winkelgeschwindigkeit von
30 rad/s noch ein stabiler Lauf moglich ist. Erst unter 30 rad/s ist die Regelung auf den
Sollwert 0 mm nicht mehr méglich. In diesem Bereich kann der Rotor allerdings bereits
sicher in den Fanglagern auslaufen.

Mit demselben Modell wurde unter gleichen Bedingungen eine Simulation nur mit den
Spulenpaaren A und B durchgefithrt. Hierbei ist ein stabiler Lauf bei Winkelgeschwindig-
keiten iiber 75 rad/s moglich. Das Ergebnis zeigt, dass nur zwei der drei Phasen fiir eine

radiale Stabilisierung des Rotors nétig sind.

2.12.3 Kraftekompensierender Betrieb

Dieser Betriebsmodus entspricht dem Standardbetrieb des Flywheels und soll eine Riick-
wirkung der Maschine auf die Radialmagnetlager verhindern und somit deren Effizienz
steigern.

Im Folgenden soll der kriaftekompensierende Betrieb demonstriert werden. Dazu wird
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die Rotorposition eingepragt und eine Wuchtgiite von G100, was einer Exzentrizitat von
50 pum entspricht, angenommen. Es werden sieben Varianten einander gegeniibergestellt
und verglichen. Es wurden zehn Umdrehungen simuliert und der Absolutwert der von der
Maschine generierten Krafte {iber die Zeit gemittelt, um eine Vergleichsbasis zu schaffen.
Abbildung 2.50 zeigt den Mittelwert der generierten Kréfte bei verschiedenen Sollleistun-
gen und Winkelgeschwindigkeiten, wenn die Unwucht entlang einer Achse durch einen
Rotorpol liegt. Weiters ist die Wirksamkeit der Kraftkompensation in Form eines Bal-
kendiagramms dargestellt. Die Balken stellen die Abweichung der {iber die Leistung und
Drehzahl gemittelten Kréfte von denen im Normalbetrieb dar. Ebenfalls sind die Maximal-
und Minimalwerte fiir die jeweiligen Regelalgorithmen eingezeichnet. Eine analoge Darstel-
lung zeigt Abbildung A.3, wobei hier die Unwucht in einer um 45° versetzten Achse liegt.
Die Referenzlosung stellt der oben beschriebene Normalbetrieb dar. Auferdem wird auch
die iibliche Serienschaltung der gegeniiberliegenden Spulen betrachtet und in den Abbil-
dungen mit ,serie“ bezeichnet. Die beiden Strome sind bei dieser Anordnung gleich grofs
(I1 = I) und es ist keine Kompensation moglich. Im Mittel sind die generierten Kréfte
um 79% grofer als im Normalbetrieb.

Eine weitere Variante ist die Parallelschaltung der Spulen, die in den Abbildungen mit
yparallel“ bezeichnet ist. Dabei wird der Summenstrom der gegeniiberliegenden Spulen
I = I + I geregelt. Dies ist nur eine passive Variante und ermoglicht daher nicht das
gewollte Generieren von Lagerkriften. Da in den beiden Spulen aufgrund der unterschied-
lichen Induktivitdten ndherungsweise der gleiche Fluss erzeugt wird, liegt die Kraftkompen-
sation bei 44%. Nachteilig ist, dass iiber die einzelnen Strome keine Kontrolle vorhanden
ist und keine Maknahmen gegen Uberstrom getroffen werden kénnen, was insbesondere
beim Generatorbetrieb problematisch ist.

Die in Kapitel 2.10.3 angefiithrte Quasi-Parallelschaltung ist &hnlich der Parallelschal-
tung und wird mit ,, ZFCay—* bezeichnet. Vernachlissigt man Streufliisse, wird keine
Kraft erzeugt, wenn der verkettete Fluss beider Spulen gleich grof ist. Dies wird erreicht,
indem die Spannung so gewahlt wird, dass der Integrand in Gl. (2.71) zu null wird. Die-
se Vorgehensweise fiihrt zwar rechnerisch nicht zu vollstdndig verschwindenden Kréften,
allerdings ergeben sich in der Simulation gute Resultate. Im Vergleich zur Anderung der
Stromvorgabe ist keine so hohe Reglerfrequenz notwendig und verglichen zur tatséchlichen
Parallelschaltung der Spulen ist hier vorteilhaft, dass einem Uberstrom in einer der beiden
Spulen aktiv entgegengewirkt werden kann und auch aktiv Kréfte erzeugt werden kénnen.
Auferdem wird der ohmsche Widerstand beriicksichtigt. Die mittlere erreichte Kraftkom-

pensation liegt daher knapp tiber jener der tatsichlichen Parallelschaltung bei 46%.
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Abbildung 2.50: Gegeniiberstellung der verschiedenen Regelalgorithmen; Mittelwert der
generierten Krifte bei verschiedenen Sollleistungen und Winkelgeschwin-
digkeiten; iiber Drehzahl und Leistung gemittelter Wert sowie Minimum
und Maximum der Kraftkompensation bezogen auf den Normalbetrieb

Bei der Anderung der Stromvorgabe (,ZFCr*) wird im Mittel mehr Kraft generiert als im
Normalbetrieb. Dies liegt an der erschwerten Stromregelung aufgrund der hohen induzier-
ten Spannung. Die Anderung des Referenzstroms erfordert eine sehr exakte und sensible
Regelung, was durch das Ubertragungsverhalten der Analogfilter und der Analog-Digital-
Wandlung erschwert wird.

Die besten Ergebnisse werden mit der Regelung des verketteten Flusses erzielt, wo-
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Abbildung 2.51: Gegeniiberstellung der generierten Kréifte der verschiedenen Regelalgo-
rithmen fiir den kréftekompensierenden Betrieb bei 400 rad/s und einer
Sollleistung von —10 kW bei einer Exzentrizitdt von 50 pm

bei diese bei Verwendung der Zeitintegration zur Bestimmung des aktuellen Flusses mit
,ZFC A f)“ und bei Verwendung des Flussbeobachters mit ,,ZFCayr)“ bezeichnet wird.
Die erreichte Kraftkompensation liegt bei 57% bzw. 53%. Die Integration liefert eine bes-
sere Vorhersage des aktuellen Flusses, fiihrt allerdings auch zu einer Fehleraufsummierung
und in Folge zu Instabilitidten (vgl. Kapitel 2.10.3).

Da auch Simulationen im High-Speed-Betrieb bei der Mittelwertbildung miteinbezogen
wurden, wirkt die erzielbare Kraftkompensation relativ gering, da hier generell nur geringe
Krifte erzeugt werden.

Abbildung 2.51 zeigt die wirkenden Kréfte bei Verwendung der verschiedenen Regelal-
gorithmen bei 400 rad /s und einer Sollleistung von -10 kW. Auffillig sind insbesondere die
Serienschaltung, der Normalbetrieb und die Anderung der Stromvorgabe durch die hohe
Amplitude. Die Kraftwirkung bei Serienschaltung hat zwar einen geringeren Maximalwert,
deckt allerdings einen groferen Winkelbereich ab. Bei der Anderung der Stromvorgabe
werden im Bereich des Stromanstiegs grofse Krifte generiert, wiahrend beim Normalbetrieb
erst nach Erreichen des Sollstroms das Maximum auftritt.

Weitere Vergleiche der verschiedenen Regelungen werden in Kapitel 2.13 angefiihrt.
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Abbildung 2.52: Konstruktion des Versuchsaufbaus

2.13 Realisierung eines Versuchsaufbaus und Validierung

Zur Validierung der Simulationsergebnisse wurde ein Versuchsaufbau entwickelt, der so-
wohl die Messung von statischen Kennlinien als auch Messungen bei Hochfahrvorgédngen
ermoglicht. Von Interesse sind die generierten Krifte, die durch einen Kraft/Drehmoment-
Sensor mit passendem Messverstirker (siehe [67] und [66]) aufgenommen werden. Der Ver-
suchsaufbau ist in Abbildung 2.52 in einem 3D-Schnitt dargestellt. Auf einer Grundplatte
ist die Rotorbasisplatte angebracht, die translatorisch verschiebbar ist, um beliebige Ro-
torstellungen zu erreichen. Auf dieser ist ein Drehteller, der sich gegen die Rotorbasisplatte
verdrehen lasst und mittels Schrauben fixiert werden kann, montiert. Auf dem Drehteller
sind weiters der Kraft/Drehmoment-Sensor sowie der Rotorteil der Maschine fixiert. Der
Rotor ist mittels zweier Wélzlager an einer Achse angebracht und lédsst sich durch zwei
Fixierstifte rotatorisch sperren. Am Rotor ist weiters ein Rotordeckel befestigt, der den
Permanentmagneten des Absolutwinkelsensors trigt. Durch einen Zentrierstift lédsst sich
der gesamte Rotor in Bezug auf den Stator in eine definierte Position bringen. Der Stator
der Maschine ist mittels Abstandsblocken zur Grundplatte positioniert. An diesem sind
die Spulen sowie ein Deckel, der den Winkelsensor tragt, angebracht. Fiir die Fixierstifte

sind Ausnehmungen vorgesehen, um diese einfach entfernen zu kénnen.
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Abbildung 2.53: Foto des Versuchsaufbaus mit (links) und ohne Deckel (rechts)

Fiir statische Messungen bei definierter Rotorposition werden die Fixierstifte eingesetzt
und dadurch die Rotation gesperrt. Auferdem wird die Position des Drehtellers mit den
rotatorischen und translatorischen Fixierschrauben festgelegt. Fiir dynamische Messungen
wird der Drehteller in die gewiinschte Position gebracht. Durch das Entfernen der Fixier-
stifte wird die Rotation freigegeben. Fotos des Versuchsaufbaus sind in Abbildung 2.53 zu
sehen. Wie auch bei den Simulationsmodellen wurden die Kennfelder der Betriebsparame-
ter in den pCs mit 40 rad/s und 100 W diskretisiert und winkelabhéngige Kennfelder mit
einer Genauigkeit von 1° aufgelost.

Die unterschiedlichen Reglertaktungen wurden auf zwei ARM-Cortex-M4 Prozessoren
(vgl. [72]) aufgeteilt und die Signaliibertragung mit einer 20 kHz PWM realisiert. Im Fol-
genden wird der mit 80 kHz getaktete Regler mit ,,Stromregler und der mit 20 kHz getak-
tete mit ,,Zwischenkreisspannungsregler” bezeichnet.

Zur Winkelbestimmung wurde ein magnetischer Drehwinkelgeber (siehe [60]) im PWM-
Modus verwendet. Das PWM-Ausgangssignal weist eine Frequenz von 976.56 Hz auf. Da
dies mit steigender Winkelgeschwindigkeit unzureichend ist, wurde ein Winkelbeobach-

ter implementiert. Bei Annahme einer konstanten Winkelgeschwindigkeit ergibt sich der



2.13 REALISIERUNG EINES VERSUCHSAUFBAUS UND VALIDIERUNG 107

Tabelle 2.7: Koeffizienten der Winkelgeschwindigkeitsschiatzung nach [99]

N =3; f =800 Hz || N =19; f = 2000 Hz
Cw,0 240 Cw,0 28.571 Cw,10 -1.504
Cw,1 80 Cw,1 25.564 Cuw,11 -4.511
Cw,2 -80 Cw,2 22.556 Cuw,12 -7.519
Cos | -240 Cos | 19549 | couz | -10.526

Cuw,4 16.541 Cuw,14 -13.534
Cos | 13.534 | cu1s | -16.541
Cos | 10.526 | co6 | -19.549
Cor | 7519 | conr | -22.556
Cw,8 4511 Cw,18 -25.564
Coo | 1.504 | cug | -28.571

pridizierte Winkel 6 zu
0=0+wAt (2.120)

mit der seit der letzten Aufnahme verstrichenen Zeit At, dem dabei aufgenommenen Wert

# und der Winkelgeschwindigkeitsschétzung

N
w0 = Z Onz"Ccun (2.121)

n=0

fiir welche die in [99] beschriebene polynomiale Ableitungsschitzung verwendet wurde.
Aufgrund der geringeren Rechenzeit wurde im Stromregler ein Polynom 4. Ordnung und
im Zwischenkreisspannungsregler ein Polynom 20. Ordnung verwendet. Die Koeflizienten
Cwn sind in Tabelle 2.7 angefiihrt. Die Versorgung wurde iiber ein Labornetzgerdt ([61])
realisiert.

Fiir die Regelung wurden Fluxgate-Stromwandler (|64]) verwendet, wahrend fiir die Mes-
sung Strommesszangen ([56]) nach dem Kompensationsprinzip eingesetzt wurden.

In Summe ergaben sich acht Analog- und ein Digitalsignal”, weswegen zwei Mixed-Signal-
Oszilloskope (|73]) mit jeweils vier Analogkanélen und 10 Millionen Punkten Speichertiefe
pro Kanal verwendet wurden. Diese wurden {iber ein externes Triggersignal synchronisiert.
Dazu wurde der PWM-Ausgang des Zwischenkreisspannungsregler-uCs verwendet, der auf
Hhigh“ gesetzt wurde, sobald die Drehzahl den vorgegebenen Wert iibersteigt.

Im Folgenden wird nur ein Spulenpaar der Maschine betrachtet, da andernfalls die An-

zahl an verfiigbaren Messkanélen iiberschritten werden wiirde.

7 analog: zwei Strome und die sechs Kanile des Kraft/Drehmoment-Sensors; digital: PWM-Signal des
Winkelgebers
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Abbildung 2.54: Vergleich zwischen Simulation und Messung von Selbst- und Gegenin-
duktivitét bei zentriertem Rotor (links) und bei einer Exzentrizitdt von
v = 0.46 mm (rechts)

2.13.1 Statische Messungen - Validierung der Kennlinien

Um die berechneten Kennlinien zu validieren, wurden die Induktivitéit, die Kréfte und
das Drehmoment bei verschiedenen Rotorpositionen aufgenommen. Durch Einsetzen der
Fixierstifte wurde hierzu die Rotationsbewegung gesperrt.

Zur Bestimmung der Induktivitét wurde eine LCR-Messbriicke (|63]) verwendet und die
Messungen bei einer Frequenz von 20 Hz durchgefiihrt. Durch Messung der Induktivitit

bei gleichsinniger L, und bei gegensinniger L_ Serienschaltung kann durch

1
Liz = (Ls — L) (2.122)

auch die Gegeninduktivitit bestimmt werden. Abbildung 2.54 vergleicht die Messung der
Selbst- und Gegeninduktivitéit bei zentrischer Rotorposition und bei einer Auslenkung von
v = 0.46 mm mit der Simulation. Da keine exakte Zentrierung des Rotors erreicht wurde,
weichen die gemessenen Selbstinduktivitdten der beiden Spulen L1 und Los leicht vonein-
ander ab. Grundsétzlich ist allerdings sowohl bei zentrischem als auch bei exzentrischem
Rotor eine grofteils sehr gute Ubereinstimmung mit der Simulation vorhanden. Die Ab-
weichungen sind unter anderem durch die Materialbeschreibung sowie die Modellierung
mit einer idealisierten Geometrie unter Vernachléssigung von 3-dimensionalen Effekten er-
klarbar. Auferdem sind Abweichungen der Spulen von der geforderten Windungszahl nicht
ausgeschlossen. Des Weiteren ist der Messstrom sehr gering und daher die Magnetisierung
in einem Bereich mit geringerer Permeabilitét.

Um die simulierten Kréfte zu validieren, wurden ebenfalls Messungen bei zentriertem



2.13 REALISIERUNG EINES VERSUCHSAUFBAUS UND VALIDIERUNG

109

150 \ / Messun91I:OA; I2:4A
/\\ //\ Messungll=2A; I2=4A
100
\V\\ /Q' Messung|=4 A;L=4A
=z — =

= 50 \ } Messung /=6 A; L, =4 A

N 0 B \g\/ o — —Model |, =0A; L=4A

A N\ ~ —Model | =2A;L=4A

_ /
50 = >~ 77—Modelll=4A;I2=4A
-100_~ AN ~ — ~Model L =6A;L=4A
0 45 90

MessunglI:OA; E:OA

Messungllz 1A; I2=OA
- MessunglI: 2A; IZ:OA

Messung|=3A;L,=0A
- —Modelll=0A;k=0A
- - —Modelll=lA;E=0A
- - —Modelll=2A;5=0A
- —Modelll=3A;I2=0A

0in°

Abbildung 2.55: Gemessene und simulierte Kréfte bei zentrischem (oben) und exzentri-
schem (unten) Rotor (v = 0.46 mm) als Funktion des Drehwinkels bei
konstantem Strom Is und variablem Strom I

Rotor und bei einer Auslenkung von v = 0.46 mm durchgefiihrt. Zu diesem Zweck wur-
de der Sollstrom in diskreten Schritten variiert und jeweils 0.5 s konstant gehalten und
die Kréfte mittels LabVIEW aufgezeichnet. Eine gleichzeitige Messung des Stroms wur-
de nicht durchgefiihrt, wodurch weitere Abweichungen zustande kommen. Abbildung 2.55
vergleicht die gemessenen Krafte mit Simulationsergebnissen bei zentrischem und exzentri-
schem Rotor als Funktion des Drehwinkels bei verschiedenen Strémen. Auch hier stimmen
die Messungen sehr gut mit der Simulation iiberein. Die geringen Abweichungen lassen sich
durch oben angefiithrten Modellierungsfehler erklaren sowie durch die Auflésung und Ge-
nauigkeit des Kraft/Drehmoment-Sensors (vgl. [66]). Messungen bei hoheren Stromen sind
aufgrund der dabei entstehenden hohen Drehmomente und der Sensorwahl nicht méglich.

Um die Messung des Drehmoments bei héheren Stromen zu ermdglichen, wurden die
Spulen in Serie geschaltet und der Rotor zentriert, um die Generierung von Kréften zu
vermeiden. Abbildung 2.56 zeigt einen Vergleich von Messung und Simulation. Die Mes-

sungen wurden in einem Bereich von 0° bis 45° durchgefiihrt und die Kurve anschliefsend
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Abbildung 2.56: Gemessene und simulierte Drehmomentkennlinie bei zentrischem Rotor
als Funktion des Drehwinkels bei verschiedenen Stromen I; = Iy

gespiegelt. Die Form der Kurven und die Amplituden stimmen sehr gut {iberein.

2.13.2 Dynamische Messungen - Validierung der Simulationen

In diesem Abschnitt soll zum einen die dynamische Simulation mit der Messung vergli-
chen und zum anderen die Wirksamkeit des kraftekompensierenden Betriebs demonstriert
werden. Zu diesem Zweck wurde der Rotor mit © = 0 mm und v = 0.46 mm positioniert.
Da sich die Positionierung als schwierig gestaltete, wird im Folgenden nur eine Position
betrachtet. Die Fixierstifte wurden entfernt, womit sich der Rotor drehen kann.

Um eine Vergleichbarkeit zum Flywheel-Gesamtmessaufbau, der bei einer Zwischen-
kreisspannung von 350 V betrieben wird, zu erzielen, wird in den folgenden Abbildun-
gen auch eine Referenzwinkelgeschwindigkeit & angegeben, die sich aus dem Faradayschen

Gesetz unter Vernachlissigung der zeitlichen Anderung des Stroms ergibt

@:wTR—l—w (2.123)
Iema'gg
mit der bei der Messung vorherrschenden Winkelgeschwindigkeit wrp, der Stromreferenz
Iepng und der eingestellten Spannung Upce.

Die erste Biegeeigenfrequenz des Messaufbau-Rotors liegt bei 136 Hz. Darum wurden die
Kraftsignale mit einem IIR-Notch-Filter zweiter Ordnung mit einer Notch-Frequenz von
136 Hz und einer Bandbreite bei -3 dB von 130 Hz gefiltert.

Die Abbildungen 2.57, 2.58 und 2.59 zeigen Messungen bei verschiedenen Betriebspunk-

ten mit den verschiedenen Regelalgorithmen zur Kraftkompensation. Die Verlaufe des Ver-
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kettungsflusses wurden zur Veranschaulichung mit Gl. (2.79) berechnet. In Abbildung 2.57
ist deutlich die Wirkung der Kraftreduktion aller Methoden zu erkennen. Im Normalbetrieb
tritt eine Kraft von 430 N im Maximum bei 8 = 90° auf, die durch Kompensation mittels
Flussregelung auf 56 N reduziert wird. Wahrend im Normalbetrieb eine grofse Differenz im
Fluss zu erkennen ist, ist diese bei Kraftkompensation wesentlich geringer. Die Spannung
wurde dabei mit 30 V gewahlt.

In den in Abbildung 2.58 dargestellten Messergebnissen wurde die Spannung auf 10 V
gesenkt und der Sollstrom auf 8 A gesetzt. Daher ist die induzierte Spannung so hoch, dass
der Referenzstrom nicht erreicht wird. Aufgrund der Auslenkung weist die Spule 1 eine
hohere Induktivitdt auf als die Spule 2, wodurch I; langsamer steigt als I, sodass keine
grofke Kraftwirkung zustande kommt. Da innerhalb der Kommutierungswinkel permanent
eine positive Spannung anliegt, entspricht dies einer Parallelschaltung der beiden Spulen,
weswegen die Strom- und Kraftverlaufe von Normalbetrieb und Quasi-Parallelschaltung
auch sehr dhnlich sind. Im Vergleich dazu wird durch die beiden anderen Varianten eine
leichte Reduktion der generierten Kréfte erreicht.

Im Vergleich zu Abbildung 2.58 wurde fiir die Resultate in Abbildung 2.59 die Spannung
auf 60 V erhoht, wodurch der Sollstrom schnell erreicht wird. Mit allen Varianten wird ein
gutes Ergebnis erzielt. Auffallig ist, dass sich die Verldufe bei Variation des Referenzstroms
und Regelung des Verkettungsflusses sehr dhneln.

Hervorzuheben ist, dass bei allen Testlaufen die Quasi-Parallelschaltung brauchbare Re-
sultate erzielte und keine Kenntnis der aktuellen Position fordert, sondern die unterschied-
lichen Stromanstiegsgeschwindigkeiten ausnutzt.

Die Abbildungen 2.60 bis 2.64 zeigen den Vergleich von Messung und Simulation bei
Normalbetrieb (jeweils links) und der Kraftkompensation durch die Regelung des verket-
teten Flusses (jeweils rechts) bei verschiedenen Betriebsbedingungen. Die Ein- und Aus-
schaltwinkel der Simulation wurden an jene der Messungen angepasst, um eine bessere
Vergleichbarkeit zu schaffen. Im Allgemeinen stimmen Simulations- und Messergebnisse
gut iiberein. Bei allen Simulationsergebnissen tritt das Maximum von Fy schon bei klei-
neren Winkeln als bei der Messung auf und die simulierte Amplitude ist kleiner als die
gemessene. Die festgestellten Abweichnungen zwischen Simulations- und Messergebnissen
sind durch mehrere Imperfektionen begriindet, z.B. bei der Fertigung (Rundlauf, etc.),
Messung (Storsignalanteile, etc.) und bei der Positionierung der Bauteile.

Bei der am Netzteil eingestellten Spannung wurden zum Teil Abweichungen im Bereich
von 5% bis 10% registriert. Bei der Auswertung der Messwerte wurde eine konstante Win-

kelgeschwindigkeit angenommen, die jedoch in der Realitét leicht variiert und somit zu
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leichten Abweichungen vom gemessenen Rotorwinkel fithren kann.

Ein interessantes Resultat ist in Abbildung 2.65 zu sehen. Dargestellt ist ein vergro-
Rertes Detail aus Abbildung 2.64 sowie der auftretende Fluss und die Soll-Flussdifferenz.
Nach Erreichen des Sollstroms steigt sowohl im Messsignal als auch im Simulationser-
gebnis der Strom [Is an, wihrend I; auf den Sollstrom geregelt wird. Dies liegt daran,
dass in Gl (2.78) als Fallunterscheidung die Referenz der Flussdifferenz At und nicht
die Korrektur der normierten Spannung Ad verwendet wird. Im Bereich um 45° ist die
Flussdifferenzvorgabe kurzfristig positiv, wodurch eine andere Gleichung wirksam wird.
Der Effekt tritt sowohl in der Messung als auch in der Simulation auf und stimmt gut
iiberein. Auferdem weist die Diskrepanz zwischen der Flussdifferenz und deren Sollwert
auf weiteres Optimierungspotential hin. Beispielsweise konnte ein D-Anteil in der Regelung
eine Verbesserung ermoglichen.

Als nachteilig erwies sich die geringe PWM-Frequenz des Winkelgebers. Bei héheren
Drehzahlen variieren die Ein- und Ausschaltwinkel daher stark von einer Kommutierung
zur nachsten, wodurch sich eine grofse Diskrepanz zwischen den gemessenen und den im-
plementierten Werten zeigte.

Eine wesentliche Verbesserung der Regelung kann durch eine bessere Bestimmung der
Winkelgeschwindigkeit und des Winkels erreicht werden. Allerdings wird der hier verwen-
dete Sensor im Flywheel-Gesamtmessaufbau nur zum Systemstart und bei niedrigen Dreh-
zahlen eingesetzt. Fiir den Arbeitsdrehzahlbereich des Flywheels ist ein optischer inkre-
menteller Winkelgeber mit ausreichender Auflésung vorgesehen.

Bei den angefiithrten Vergleichen sei hervorgehoben, dass bei der Implementierung auf
den pCs nur simulierte Kennfelder verwendet wurden. Hier ist weiteres Optimierungspo-
tential durch Verwendung von gemessenen Werten gegeben.

Abbildung 2.66 zeigt das Frequenzspektrum der wirkenden Kréfte bei verschiedenen
Betriebsbedingungen. Weiters ist auch das Spektrum der Kréfte als Funktion der auf die
PWM-Frequenz der Stromregelung normierten Frequenz dargestellt und die Harmonischen
sind gut zu erkennen. Die Messdauer wurde mit 1 s gewédhlt und anschliefsend eine FFT
iiber die y-Komponente durchgefiihrt. In den linken Abbildungen sind die Harmonischen
der Drehfrequenz P, - 5~ und 2P, - 5~ sowie die erste Biegeeigenfrequenz der Struktur bei
136 Hz deutlich zu erkennen. Die zweite Harmonische der Drehfrequenz tritt aufgrund einer
leichten Schiefstellung des Rotors auf (vgl. [106]). In Abbildung 2.66(c) fillt diese mit der
biegekritischen Eigenfrequenz zusammen, wodurch diese angeregt wird und daher eine sehr

hohe Amplitude aufweist.
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Abbildung 2.57: Vergleich der verschiedenen Kraftkompensationsregler bei
wrr =90 rad/s, Upc =30 V, v = 0.46 mm, I.,q = 4.2 A;

entspricht @ = 2087 rad/s
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Abbildung 2.58: Vergleich der verschiedenen Kraftkompensationsregler bei
wrr =70 rad/s, Upc = 10 V, v = 0.46 mm, I g = 8 A;
entspricht @ = 1190 rad/s
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Abbildung 2.59: Vergleich der verschiedenen Kraftkompensationsregler bei

wrr = 70 rad/s, Upc = 60 V, v = 0.46 mm, I.,q = 4.0 A;
entspricht @ = 1970 rad/s
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Abbildung 2.60: Vergleich zwischen der Simulation und der Messung bei wyr = 60 rad/s,
Upc =30V, v=0.46 mm, I.,q = 3.7 A; entspricht @ = 2327 rad/s
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Abbildung 2.61: Vergleich zwischen der Simulation und der Messung bei wpr = 110 rad/s,
Upc =30V, v =0.46 mm, I.,q = 4.5 A; entspricht © = 1974 rad/s
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Abbildung 2.62: Vergleich zwischen der Simulation und der Messung bei wygr = 75 rad/s,
Upc =10 V, v = 0.46 mm, I, = 8 A; entspricht @ = 1190 rad/s
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Abbildung 2.63: Vergleich zwischen der Simulation und der Messung bei wpr = 75 rad/s,
Upc =60V, v =0.46 mm, I.,q =4 A; entspricht © = 1975 rad/s
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Abbildung 2.64: Vergleich zwischen der Simulation und der Messung bei wrr = 90 rad/s,
Upc =30V, v=0.46 mm, I.,q = 4.5 A; entspricht © = 1954 rad/s
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Abbildung 2.65: Detaillierte Darstellung der Simulation und der Messung bei
wrr=90rad/s, Upc = 30 V, v = 0.46 mm, I.,q = 4.5 A; ent-
spricht @ = 1954 rad/s (vgl. Abbildung 2.64)
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Abbildung 2.66: FFT des gemessenen Kraftverlaufs bei verschiedenen Betriebsbedingun-
gen
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Abbildung 2.67: Vergleich der realen und idealisierten Geometrie

2.14 Vergleich der realen und idealisierten Geometrie

Bisher wurden aus Griinden der Einfachheit keine Bohrungen zur Montage oder Rundun-
gen durch die Fertigung fiir das Verhalten der Maschine beriicksichtigt. Abbildung 2.67(a)
zeigt die SRM in iiberdeckter Position mit Bohrungen fiir Montageschrauben. Fiir diese
wurde der Wellenradius R,; von 45.9 mm auf 37.4 mm verkleinert. Im Bereich des Stators

ist kaum ein Unterschied im Vergleich zu Abbildung 2.22 zu erkennen. Im Rotor sinkt die
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Flussdichte geringfiigig, da mehr Eisen aufgrund des geringeren Innendurchmessers vorhan-
den ist. In Abbildung 2.67(b) ist das Drehmoment und die Flussverkettungscharakteristik
der idealisierten Geometrie jener mit Montagebohrungen gegeniibergestellt. Die maximale
Abweichung des Drehmoments liegt bei 2.5% und beim verketteten Fluss bei 4.4%, wobei
diese erst im Bereich der Séttigung auftritt.

Um den Einfluss von Endeffekten zu erfassen, wurde aufserdem ein 3-dimensionales Mo-
dell der Maschine erstellt. Durch Vernachléssigung einer Verkippung des Rotors kann die
axiale Symmetrie genutzt werden, wodurch sich die Anzahl der Elemente halbiert. Um die
Maschine wurde eine Luftschicht modelliert und die Tangentialkomponente des Vektorpo-
tentials an den Aufsenflichen zu null gesetzt. Die Materialien wurden, wie in Kapitel 2.4.2
beschrieben, modelliert. Die Spulen wurden als ein Kérper modelliert und eine Stromdich-
te eingepragt. Die Beriicksichtigung der Kriimmung an den Ecken fihrt zwar zu mehr
Elementen, jedoch auch zu einer effizienteren Gleichungslésung, da somit die Stromdichte
divergenzfrei ist.

Zur Gittererstellung wurde zuerst die Mantelfliche des Rotors mit Dreiecken und an-
schlieffend der Luftspalt mit Tetraedern vernetzt. Der Stator und die umgebende Luft
wurden dann mit immer gréfseren Elementen vernetzt. In Summe hat das Modell 1062 836
Elemente. Abbildung 2.68 zeigt die Krafte und das Drehmoment bei asymmetrischer Be-
stromung und zentrischem Rotor sowie einen Contourplot der Flussdichte. Ebenfalls gezeigt
ist das Ergebnis der 2D-Analyse. Die Abweichung zwischen den Kurven ist gering. Da beim
3D-Modell die Krifte mit dem maxwellschen Spannungstensor ausgewertet wurden, spielt

die Netzfeinheit eine grofe Rolle und erkldrt auch die geringen Abweichungen.

2.14.1 Mechanische Festigkeit des SRM-Rotors

Bei der maximalen Betriebsdrehzahl betrdgt die Umfangsgeschwindigkeit der Maschine
154 m/s. Daher sind nicht nur die CFK-Schwungmasse, sondern auch die Systemkompo-
nenten am Rotor sehr hoch belastet. Abbildung 2.69 zeigt die von Mises Spannungen in
der Mittenebene des Rotors der Maschine (links) und in einer 3D-Ansicht (rechts) bei einer
Winkelgeschwindigkeit von 2000 rad/s. Simuliert wurde 1/16 der Geometrie, um Symme-
trien zu nutzen. Die Verschiebungen sind radial nicht restringiert, was einer konservativen
Annahme entspricht, da die Schrauben ein Aufdehnen des Rotors verhindern und somit die
Spannungen senken. Die maximal auftretende Spannung betragt 276 MPa, womit sich mit
der maximal zuldssigen Spannung fiir die Rotorblechung laut Tabelle B.2 eine Sicherheit
von 1.4 ergibt. Die Vergleichsspannung ist allerdings nur lokal im Bereich der Bohrungen
sehr hoch.

Die hohen Spannungen begriinden die Wahl von Vacodur 50 als Rotormaterial (vgl. Ka-
pitel 3.3.2).
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M in Nm

— — — 3D

2D

0 45 90 0 45 90

6in° 0in°
Abbildung 2.68: Vergleich der berechneten Krafte und des Drehmoments mit 2D- und 3D-
FE-Analyse firu =v=0mm, [y =6 A und I =10 A

Abbildung 2.69: Mechanische Spannungen in der Blechung bei w = 2000 rad/s; Links:

Schnitt durch die Mittenebene; Rechts: 3D-Ansicht mit dargestelltem FE-
Netz
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2.15 Warmeentwicklung und Warmedehnung

Im Folgenden soll das Modell zur Berechnung der Betriebstemperatur und der Wéarmedeh-
nung erldutert werden. Innerhalb des Containments gilt die Fouriersche Warmeleitung. Da
der Rotor im Vakuum betrieben wird, geschieht die Warmeabfuhr vom Rotor nur mittels
Strahlung, beschrieben durch das Stefan-Boltzmann-Gesetz mit dem Emissionsgrad e.
Zur Berechnung der Warmestromdichte ¢ an der Auffenwand des Containments wird der

Warmeiibergangskoeffizient o benétigt
G=a(T —-Ty) (2.124)

mit der Umgebungstemperatur T, und der Temperatur der Containmentwand T. Das
Verhiltnis von Warmestrom zu Wérmeleitung wird durch die Nusseltzahl beschrieben, die

fir die vertikale Wand eine Funktion der Hohe z ist

Gz az
N == 2.12
worin A die Warmeleitfahigkeit bezeichnet. Diese ist fiir den Fall einer freien Konvektion

an einer vertikalen Wand eine Funktion der Grashofzahl Gr

_ 3
Nu(z) = 0.4Grt/* = 0.4/ M (2.126)

(vgl. [118]) mit dem Warmeausdehnungskoeffizienten §, der unter Annahme eines idealen

Gases
B=— (2.127)

ist, und der kinematischen Viskositédt v sowie der Erdbeschleunigung ¢g. Damit ergibt sich

fiir den Wéarmeiibergangskoeffizienten

4 gB(T B TOO)

=04
a = 0.4\ 2z = 20)

(2.128)

mit der Position der Unterkante 2y des jeweiligen vertikalen Abschnitts.

Fiir die horizontalen Platten ist der Wérmeiibergangskoeffizient nach [113] bei Wéarme-
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Tabelle 2.8: Modellparameter zur Ermittlung der Warmeentwicklung und Warmedehnung
innerhalb des Containments

g 9.81 m/s?
v [1.9-107° m?/s
A 0.027 W/mK
Too 293.15 K
a 20-107% m?/s
€ 0.2
abgabe nach oben gegeben durch
A 1/4 , 7
a= R—0.54 - Ra fir Ra <10
" (2.129)
A
a= 5015 Ra'®  fir  Ra>10"
wobei R, der mittlere Radius der Platte ist und
A 1/4

wenn die Warmeabgabe nach unten erfolgt. Darin ist die Rayleighzahl Ra definiert als

_ 9

va

Ra (T — Two)R3, (2.131)

mit der Temperaturleitfihigkeit a.

Zur Ermittlung der Betriebstemperatur wurden die in Tabelle 2.8 angefiihrten Parame-
ter verwendet. Die Geometrie und das Ergebnis einer quasistatischen axialsymmetrischen
FE-Simulation zeigt Abbildung 2.70. Als Warmequellen wurden die in Abbildung 2.29
angefiithrten Verluste bei der untersten Betriebsdrehzahl und der maximalen Sollleistung
verwendet. Diese sind 150 W in den Spulen, 30 W Eisenverluste im SRM-Rotor und 35 W
Eisenverluste im SRM-Stator. Die Temperatur der Welle liegt anndhernd konstant bei
73.7°C, da Aluminium ein sehr guter Warmeleiter ist und die Warmeabgabe vom Rotor
nur sehr gering ist, da diese nur auf Strahlung basiert. Die Analyse zeigt, dass keine aktive
Kiihlung notwendig ist.

Nimmt man den resultierenden Temperaturverlauf als Temperaturlast fiir eine struk-
turmechanische Analyse, kann das Modell auch zur Auslegung der nétigen Luftspalte der

Magnetlager und der Fanglager verwendet werden.
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Abbildung 2.70: Temperaturverteilung im Flywheelcontainment in °C
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3 Steigerung der Energiedichte —

Rotor und Schwungmasse

Fiir die Ausfithrung des Rotors sind prinzipiell zwei Designvarianten moglich. Die Bauform
Innenlédufer besteht aus einer Metallvollwelle, auf der die Maschinen- und Lagerungsein-
heiten angebracht sind, mit einer aufgewickelten Composite-Schwungmasse. Die Variante
Aufenlaufer weist dementsprechend eine Metallhohlwelle mit aufgewickeltem Composite
auf, wobei die Lagerung und der Rotorteil der Maschine am Innenradius der Hohlwelle
angebracht sind.

Diese beiden Bauformen wurden bereits in [46] beschrieben und gegentibergestellt, wobei
die Schwungmasse als einfacher Hohlzylinder ausgefiihrt war. Die wichtigsten Ergebnisse

seien hier nochmals angefiihrt:

e Obwohl der Tragheitsradius einer Hohlwelle vergleichsweise grofser ist, fiihrt die freie
Oberfliche am Innenradius zu sehr hohen Umfangsspannungen in den Systemkom-

ponenten, wobei das hochfeste Composite nur geringfiigig belastet wird.

e Die in [46] angefiihrte Bedingung gleich grofter Triagheitsmomente um einen Durch-
messer ([, I,) und um die Rotationsachse (I,) beziiglich des Schwerpunkts fiihrt
zu einer mitlaufenden Nickeigenfrequenz, die immer mit der vorliegenden Drehzahl
zusammenfallt

1
w]jih.ck = iw fir k=0 . (3.1)

Bei einer Ausfithrung des Rotors als Kugelkorper (I, = I, = I.) fehlt dem Korper
die Orientierung (vgl. [87] oder [132]). Daher wird im Folgenden ein walzenformiger

Rotor mit I, > I, angestrebt.

e Der Einsatz von Glasfasern fiihrt trotz geringerem Materialpreis nicht zu kleineren
Materialkosten, da deren Festigkeits- und Steifigkeitseigenschaften wesentlich unter

denen von Kohlenstofffasern liegen.

e Bei direkter Verwendung der Welle als Wickelkern fiihrt eine eventuell durch den
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Fertigungsprozess eingebrachte Temperaturbelastung zu Zugspannungen am Inter-

face von Metall zum Composite und sollte daher, soweit moglich, vermieden werden.

Eine fiir die Bestimmung der Festigkeit wichtige Stelle ist die Anbindung des Composites
an die Metallwelle. In den bisherigen Uberlegungen wurde immer eine direkte Verwen-
dung der Welle als Wickelkern in Betracht gezogen. Um den Zusammenhalt von CFK und
Metall auch bei maximaler Drehzahl zu gewéhrleisten, muss sichergestellt sein, dass die
Fiigefliche auch bei maximaler Drehzahl auf Druck belastet ist. Moglichkeiten hierzu sind
etwa das Vorspannen der Fasern bei der Fertigung oder ein separates Fertigen des CFKs
und anschliefsendes thermisches Fiigen durch Abkiihlen der Welle. Erstere Variante hat
den Nachteil, dass die bei der Fertigung tatséchlich vorliegende Vorspannung aufgrund der
Fadenfithrung nur schwer zu ermitteln ist (vgl. [83]). Auferdem ist ein warmaushérten-
des Matrixsystem aufgrund besserer Materialeigenschaften vorzuziehen, wodurch zusétz-
liche Temperaturspannungen am Materialiibergang entstehen. Beim Abkiihlen nach der
Temperaturbehandlung verringert sich der Wellenradius, wéhrend sich der Innenradius
der Schwungmasse aufgrund der Materialorthotropie vergrofert. Generell ist der Einsatz
von warmaushértenden Harzsystemen bei dickwandigen Strukturen problematisch, da sich
beim Abkiihlen nach dem Aushérteprozess radiale Zugspannungen ausbilden. Eine weitere
Variante wére das Verbinden von Welle und Schwungmasse durch Spannelemente. Diese
erhohen allerdings sowohl den konstruktiven Aufwand als auch den der Fertigungstechnik.

Aus diesem Grund wird die Schwungmasse fiir den Flywheel-Messaufbau separat gefer-
tigt und anschliefend thermisch mit der Welle gefiigt. Der in [46] angefiihrte Freistich in
der Welle im Bereich der Fiigeflache zur Verhinderung von Spannungskonzentrationen auf-
grund des Materialwechsels ist hierbei nicht notwendig, da die Fiigefliche bei sdmtlichen
Betriebszustdnden auf Druck belastet ist.

Nach der Fertigung der Schwungmasse wird die mit Ubermaf gefertigte Welle abgekiihlt
und mit der Schwungmasse gefiigt, wodurch eine kraftschliissige Verbindung entsteht. Der
dadurch entstehende Spannungszustand hat zwei Vorteile. Zum einen gewéhrleistet der
Presssitz eine permanente auf Druck belastete Verbindung der beiden Teile, wodurch ein
Loslosen der Schwungmasse von der Welle verhindert wird. Zum anderen bilden sich radiale
Druckspannungen in der Schwungmasse aus. Dadurch werden die radialen Zugspannungen
aufgrund der Rotation verringert, wodurch die Materialausnutzung steigt.

In den folgenden Abschnitten werden Modellerweiterungen angefiihrt sowie die Opti-
mierung des Rotors mit scheibenférmiger Schwungmasse erlautert. Des Weiteren werden
alternative Rotortopologien angefiihrt, die zu einer Erhohung der Energiedichte fiihren.

Im Weiteren wird immer ein in Umfangsrichtung unidirektional gewickelter Kohlenstoftf-
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faserverbund betrachtet. In allen Untersuchungen hat sich gezeigt, dass ein anderer Fa-
serwinkel keine Vorteile hinsichtlich der Energiedichte aufweist. Die mittels Mori-Tanaka-

Methode ermittelte Elastizitdtsmatrix des verwendeten CFKs ist gegeben durch

146.81 297 297 O 0 0
9.74 263 O 0 0
E = 90 0 0 GPa . (3.2)
498 0 0
498 0
Sym. 3.55

Samtliche Steifigkeits- und Festigkeitsparameter der verwendeten Verbundwerkstoffe sind
nochmals in Tabelle B.1 zusammengefasst. Die mechanischen Eigenschaften des verwen-
deten Aluminiums und Stahls sowie des weichmagnetischen Materials sind in Tabelle B.2

angefihrt.

3.1 Versagenskriterium nach Puck

In [46] wurde das Tsai-Wu-Versagenskriterium verwendet. Dieses stellt eine Erweiterung
der Gestaltdnderungsenergiehypothese nach von Mises dar. Es hat den Nachteil, dass es
keine physikalische Grundlage hat und aufserdem keine Vorhersage des Versagensmodus er-
moglicht. Das Puck-Kriterium hingegen hat eine physikalische Basis und weist des Weiteren
eine bessere Pradiktion der Versagensgrenze auf (vgl. [50], [131] und [136]). Die folgenden
Betrachtungen stammen aus [119] und [131].

Ziel ist es, einen skalaren Wert zu ermitteln, durch den man eine Aussage treffen kann,
ob Versagen eintritt. Liegt bei einem fiktiven Spannungszustand o;; Versagen vor, so liegt
dieser Spannungszustand auf der Versagensfliche F’

Ul'j

* t,ey
F(o Rkl)_F(R

YRl

Ry =1, (3.3)

worin Rzlc die Festigkeitsparameter des orthotropen Materials bezeichnen®. Nimmt man
proportionale Belastung an, fiihrt ein aktueller Spannungszustand o;; zu Versagen, wenn
man diesen um den Faktor 1/R steigert.

Beim Puck-Kriterium wird angenommen, dass generell zwei Versagensmodi auftreten

konnen. Fiir das Versagen der Fasern (F'F') wird angenommen, dass nur die Spannungs-

8 die Indices t und c stehen fiir Zug (tensile) bzw. Druck (compression), und k bzw. [ fiir die jeweilige
Symmetrieachse des Materials
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Abbildung 3.1: Definition des Bruchwinkels (vgl. [131])

komponente in Faserrichtung oy Einfluss hat, wodurch ein einfaches Maximalspannungs-

kriterium verwendet werden kann

U Rpp<1 . (3.4)

Fiir Zwischenfaserversagen (IFF) sei ein sprodes Material angenommen und dass die
Bruchebene normal zur Faser liegt. Der Winkel der Bruchebene 60, wird definiert als der
Winkel zwischen dem Normalenvektor zur Faser und der r-Achse und ist in Abbildung 3.1
dargestellt.

Die physikalische Grundlage des Puck-Kriteriums stellt die Mohrsche Bruchhypothese
flir sprode Materialien dar. Diese besagt, dass der Bruch in der Ebene auftritt, die den
Spannungen in dieser Ebene den geringsten Widerstand leistet. Daher ist es notwendig,
den Spannungsvektor in einem um den Winkel 0y, gedrehten Koordinatensystem (n-I-t)
anzuschreiben und in diesem den Faktor R zu berechnen. Ist der vorliegende Spannungszu-

stand o0;; innerhalb der Versagensfliche F' (%, RZ’IC ), so gilt fiir einen festen Bruchwinkel

1 péw ? 2 o 2 o 2 p%w
L 2w Ont Inl 2y 1
. - wt) ot () + (R2) T Rg, o <1 M own 20

Ripp N2 5 5
Pay 2 Ont Onl Payc ..
<R§w> oqn + (Rfs +{7s) + R, Onn <1 fir o, <0

(3.5)
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Tabelle 3.1: Steigungsparameter des Puck-Kriteriums fiir CFK und GFK (vgl. [120])
‘ Pla ‘ Pla ‘ Phs P33
GFK | 0.30 | 0.25 | 0.20—0.25 | 0.20 — 0.25
CFK | 0.35 | 0.30 | 0.25—0.30 | 0.25 —0.30

mit

wobei zwischen Druck- und Zugspannungen unterschieden werden muss. Die Parameter
Plo, DSy, Phy und pSs sind Steigungsparameter der Versagensfliche. In [120] werden fiir
diese Empfehlungen angegeben, die in Tabelle 3.1 angefiihrt sind.

Weiters wird in [120] eine Skalierung der Versagensfliche bei hohen Spannungen in Fa-

serrichtung empfohlen
F(o};, Rif) = fun (3.7)
mit

1 fiir |oy| < 0.7 RYY
fu1 = (3.8)
2
\/1 — 0% ( — ().7) fur |oy| > 0.7 Rif

Durch die oben angefiihrten Gleichungen kann die skalare Vergleichsgrofe

Cc
Ry

R(0f,) = max(Rpp, Rrpr) als eine Funktion des Bruchwinkels angegeben werden. Die

ausschlaggebende Grofe ist dann
R =max{R(0f,)} . (3.9)
Ofp

Es muss also der Bruchwinkel gefunden werden, bei dem die Versagenswahrscheinlichkeit

am grofsten ist.
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Im vorliegenden Problem ist die Faserrichtung immer in Umfangsrichtung. Der Span-
nungsvektor o, im @-r-z-System wird durch Multiplikation des Spannungstensors mit

dem Normalenvektor der Bruchebene

Opp  Opz Opr 0 0
On = Ozz Ozr COS(efp) = UZZCOS(Gfp) + Urzsin(efp) (3.10)
sym. Orr sin(fyp) orzco8(0fp) + orpsin(By,)

gebildet. Zuletzt muss der Spannungsvektor o, noch in das in der Bruchebene liegende

l-n-t-Koordinatensystem transformiert werden (sieche Abbildung 3.1)

Onl 1 0 0
ot = om | =0 cos(fsp) sin(fs,) [ On - (3.11)
Ont 0 —sin(ff,) cos(Ofp)

3.2 Finite-Elemente-Modell des Rotors

In diesem Abschnitt sollen die FE-Modelle, die spéater zur Optimierung des Rotors Ver-
wendung finden, beschrieben werden. Das Modell zur Festigkeitsberechnung ist mit Com-
SOL-Multiphysics 3.5a erstellt worden und ist, aufgrund des Interfaces zu MATLAB, direkt
in diesem verfiigbar. Zur Frequenzanalyse wurde ANSYS Release 13 verwendet und fiir das

Postprocessing ein eigenes MATLAB-Interface entwickelt.

3.2.1 Festigkeitsberechnung
Preprocessing

Die Rotorgeometrie wurde im COMSOL-Preprocessor mittels B-Splines erstellt, wobei nur
die Topologie des Rotors vorgegeben ist und die Abmessungen als Parameter iibergeben
werden. Die Fiigefliche zwischen Welle und Schwungmasse ist als ein fest miteinander
verbundener Materialiibergang modelliert, um eine lineare Analyse bei der Optimierung
zu ermoglichen. Eine nichtlineare Analyse der Fiigefldche ist in Kapitel 3.3.1 beschrieben.

Da der Vernetzungsalgorithmus bei Verwendung von Dreieckselementen robuster ist,
wurden diese Rechteckelementen vorgezogen. Es wurden quadratisch interpolierte Elemen-
te verwendet. Die verschiedenen Materialien wurden als anisotrop definiert und Steifig-
keitseigenschaften, wie E-Moduli und Warmeausdehnungskoeffizienten, iibergeben. Es sei
linear elastisches Materialverhalten vorausgesetzt. Da die Winkelbeschleunigungen gering

sind, kann das Problem als quasistatisch angenommen werden, was ein axialsymmetri-
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sches Modell ermdglicht. Als Verschiebungsrandbedingung wurde die Radialverschiebung
der Knoten entlang der z-Achse gesperrt. Um die Symmetrie des Rotors beziiglich der
Mittenebene zu nutzen, wurde die Axialverschiebung der Knoten entlang der r-Achse zu
null gesetzt.

Die maximale Winkelgeschwindigkeit €2,,,,, des Rotors errechnet sich aus dem Trag-
heitsmoment des Rotors um seine Rotationsachse I, und dem geforderten Energieinhalt
des Flywheels in kWh zu

23600000 - FE
Qmar = D) MWh s (312)
Iz(l - CQ )

min

wobei sich das Trégheitsmoment aus dem Trégheitsmoment der in Abbildung 3.2
bzw. 3.12(b) dargestellten Composite-Schwungmasse und der einzelnen Systemkomponen-
ten additiv zusammensetzt. Das Trigheitsmoment um die Rotationsachse der Welle und

des Composites ergibt sich als das Integral iiber die entsprechende Flache
I,=1o+4n // p(r)rd dA (3.13)
A
und das Trégheitsmoment um einen Durchmesser durch den Schwerpunkt

I, =10+ 27 // p(r) (r* +rz%) dA (3.14)
A

worin I, ¢ und I, o die Trégheitsmomente der Systemkomponenten um die jeweilige Ach-
se bezeichnen. p(r) beriicksichtigt die Anderung der Dichte mit dem Radius r aufgrund

der unterschiedlichen Materialien. (o . ist definiert als das Verhéltnis von minimaler zu

maximaler Betriebswinkelgeschwindigkeit und wird durch die Entladetiefe bestimmt.
Die Beanspruchung der Struktur setzt sich aus den Massenkréften durch die Rotation
mit der maximalen Betriebswinkelgeschwindigkeit §2,,,4, und einer Temperaturlast AT zu-

sammen. Die Volumenkréfte aufgrund der Beschleunigung lassen sich durch
F‘U})ol = p(T)TQ?naz (315)

beschreiben. Da die Lange der Fiigefliche von Welle und Schwungmasse bei Raumtempe-
ratur gleich sind, wird nur der radiale Anteil der Temperaturdehnung durch eine Anfangs-
verzerrung modelliert. Dadurch werden auch Spannungsspitzen aufgrund unterschiedlicher

axialer Warmeausdehnungskoeffizienten vermieden. Die dazu nétigen initialen Verzerrun-
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gen in der Welle lauten

0 0
eo, =& = alAT
e (3.16)

o _ 0 __
gzz_grz_()

Der Einfluss der Fadenvorspannung, wie in den Modellen in [46], soll hier vernachléassigt
werden. Zum einen ist das dort angefiihrte Vorspannungsmodell nur anwendbar, wenn der
Wickelkern nicht entfernt wird, zum anderen ist die Angabe der vorherrschenden Faden-

kraft in der Praxis nur schwer moglich (vgl. [83]).

Postprocessing

Zur Bewertung der vorliegenden Spannungen wurden die in Kapitel 3.1 angefiihrten Glei-
chungen in den CoMSOL-Postprocessor implementiert. Es konnen die Versagenswahrschein-
lichkeit R, der Bruchwinkel 6, und der Versagensmodus ausgegeben werden. Zuséatzlich

wird noch jede Spannungskomponente mit einem Maximalspannungskriterium kontrolliert

;"t_jA fir o5 >0
ij
R= (3.17)
;}JJ fir o5 <0

Fiir die Festigkeitsbewertung des Metalls wird die Gestaltdnderungsenergiehypothese nach

von Mises verwendet

1
R= —\[02+ 0% + 0% — 0y — Oy — 0220 + 30,z (3.18)
u

Um die Geometrie zu vereinfachen, wurden Freistiche an der Welle nicht mitmodelliert.
Dies fiihrt allerdings zu nicht realistischen Spannungsspitzen im Bereich scharfer Kanten.
Um bei der Optimierung eine bessere Konvergenz zu erzielen, wurden die Spannungen in
der Welle nur entlang der r- und z-Achse ausgewertet. Bei allen Postprocessingfunktionen
wurde die Option ,smoothing” verwendet, wodurch abgeleitete Grofen innerhalb eines

Materials gemittelt werden (siehe [111]).

3.2.2 Bestimmung der Eigenfrequenzen

Die Modalanalyse wurde aufgrund des darin implementierten Rotordynamiktools mit AN-
SYS Release 13 erstellt. Fiir die Verwendung in MATLAB wird ANSYS im ,,Batchmode*

ausgefiihrt und die Eigenwerte aus dem Outputfile ausgelesen. Zur Ermittlung der Eigen-
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frequenzen ist eine 3-dimensionale Analyse notwendig. Um die Rechenzeit in Grenzen zu
halten, eignen sich generalisierte axialsymmetrische Elemente (z.B. SOLID273)?. Verwendet
wurden diese mit 3 Fourierebenen.

Die Rotorgeometrie aus Abbildung 3.2 bzw. 3.12(b) wurde durch Keypoints und Areas
definiert. Zuséatzlich wurden auch die Rotoraufsétze fiir die elektrische Maschine, Magnet-
lager und Fanglagerhiilse angebracht, um den Einfluss dieser Massen zu beriicksichtigen.
Da der Rotor der in Kapitel 2 beschriebenen Maschine nicht axialsymmetrisch ist, wurde
dieser durch einen massendquivalenten Zylinder modelliert. Um das Modell zu vereinfa-
chen, wurde die Welle samt Systemkomponenten als ein zusammenhingender Korper an-
genommen. Dies fiihrt zu einem steiferen System und erhéht daher die Eigenfrequenzen
(vgl. Kapitel 3.7).

Fir die Definition der Materialien ist ein lokales Koordinatensystem erstellt und, wie
auch im Modell zur Festigkeitsanalyse, die durch die Mori-Tanaka-Methode ermittelten
Steifigkeitswerte {ibergeben worden. Die Angabe des Warmeausdehnungskoeffizienten ist
nicht notwendig, weil der Einfluss des residualen Spannungszustandes durch die Tempera-
turdnderung bei der Fertigung vernachléssigt wurde.

Die Vernetzung der Struktur wurde automatisch durchgefiihrt, wobei eine fixe maximale
Elementgréfse angegeben wurde. Die Lagerung ist mit 2-dimensionalen Federelementen
(COMBI214) realisiert und die Lagersteifigkeit k als Parameter definiert worden. Die Flidche
der Radiallagerung wurde durch eine punktuelle Lagerung in deren Mitte ersetzt.

Die Beriicksichtigung von gyroskopischen Effekten erfordert einen Gleichungslosungsal-

gorithmus fiir gedampfte Eigenwertprobleme, wie z.B. den ANSYS-Solver QRDAMP.

3.3 Optimierung des Flywheel-Rotors

Die einfachste Form einer Flywheel-Schwungmasse ist in Form eines Viertelschnitts in Ab-
bildung 3.2 dargestellt. Die Welle besteht aus Aluminium und trigt die Systemkomponen-
ten. Sie hat den Aufsenradius R; = 0.093 m, an den die hohlzylinderférmige Schwungmasse
mit der Héhe h und dem Aufsenradius R, anschliefst. Der Wellenradius ist aufgrund der
konstruktiven Ausfiihrung durch den Radius der Axiallagerung vorgegeben. Die Abmes-
sungen der Welle sind, bis auf die Schwungmassenhohe h, durch die Systemkomponenten,
und daher von einer iibergeordneten Optimierungseinheit, vorgegeben. Um die Zahl der

Optimierungsvariablen gering zu halten, wurde eine Abkiihlung der Welle beim Fiigen um

% bei generalisierten axialsymmetrischen Elementen werden die Verschiebungen in Umfangsrichtung durch
Fourierreihen in den Ansatzfunktionen beriicksichtigt. Nachteilig ist eine schlechte lokale Auflésung der
Verschiebungen, die jedoch fiir die vorliegende Frequenzanalyse nebenséchlich ist (siehe [110])
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Abbildung 3.2: Geometrie des Flywheel Rotors; Links: Geometrie des CoMSOL-Modells
(Viertelschnitt); Rechts: Geometrie des ANSYs-Modells (Halbschnitt)

AT = 50 K angenommen und, wie in Gl. (3.16) beschrieben, modelliert. Die Entladetiefe
betrigt 90%, womit sich (g, . = 1/4/10 ergibt.

Um die zum Teil widersprechenden Anforderungen an die Festigkeit und an die Lage der
Eigenfrequenzen des Rotors zu erfiillen, ist nur eine Optimierung unter Beriicksichtigung
beider Effekte sinnvoll. Zielfunktion ist, bei gegebener Topologie, jene Geometrieparameter
bzw. Abmessungen zu finden, die bei einem gegebenen Energieinhalt von 5 kWh die Masse
minimieren und somit die Energiedichte maximieren.

Als Nebenbedingungen wird gefordert, dass die kleinste elastische Eigenfrequenz im Still-
stand mit der Sicherheit 2 iiber der maximalen Betriebswinkelgeschwindigkeit €24, liegt,
um einen unterkritischen Betrieb zu gewéhrleisten. Um das Zusammenfallen der Nickei-
genfrequenz mit der Drehzahl zu verhindern, wird ein walzenférmiger Rotor verwendet,
bei dem das Triigheitsmoment um einen Durchmesser mindestens um den Faktor v/2 gro-
Rer sein soll als das Tragheitsmoment um die Rotationsachse. Des Weiteren sind oben

angefiihrte Festigkeitsbedingungen R mit einer Sicherheit von 2 zu erfiillen und die Radi-
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alspannung im Bereich der Fiigefliche muss immer negativ sein, um den Zusammenhalt zu
gewahrleisten. Das Optimierungsproblem lautet zusammengefasst

min m
xr

s.t.: 2R—-1<0
(1 = Riy, w= Qaz) <0 (3.19)
V2I, -1, <0
Q-Qmaw—wf(w:()) <0

mit dem Vektor der Optimierungsvariablen

R, — R;
:1::< ) ) , (3.20)

worin m die gesamte Rotormasse und wf(w = 0) die elastischen Eigenkreisfrequenzen
des Rotors bei Stillstand bezeichnen. Zur Losung des in Gl. (3.19) angefiihrten Problems
haben sich Interior-Point-Algorithmen (siehe z.B. [17], [18], [65] oder [154]) als besonders
geeignet erwiesen. Bei der Wahl der minimalen Schrittweite zur Gradientenbildung ist auf
die Netzfeinheit zu achten, da andernfalls die gewiinschte Anderung nicht aufgelost werden
kann.

Der optimierte Rotor mit scheibenférmiger Schwungmasse hat eine Héhe A = 0.1851 m
und einen Aufenradius R, = 0.3275 m. Die Rotormasse betrigt m = 269.2 kg, womit
sich eine Energiedichte x = 18.57 Wh/kg ergibt. Die maximale Winkelgeschwindigkeit des
Rotors betrégt Qe = 1945.5 rad/s, womit sich, mit der oben angefiihrten Entladetie-
fe, die untere Drehzahl mit €,,;, = 615.2 rad/s ergibt. Die Tragheitsmomente betragen
I, = 10.6 kgm? und I, = 15.9 kgm?, wodurch die Trigheitsmomentenbedingung erfiillt ist.

Abbildung 3.3 zeigt das Campbell-Diagramm des Flywheel-Rotors. Bei diesem sind die
Eigenkreisfrequenzen iiber der Rotorwinkelgeschwindigkeit aufgetragen. Die Analyse wur-
de mit 6 Fourierebenen durchgefiihrt und die Federsteifigkeit mit & = 1 N/m gewahlt.
Erkennbar ist, dass aufgrund des gewéhlten Tragheitsmomentenverhéltnisses die Nickei-
genform immer unter der w/v/2-Geraden liegt. Aufgrund des gyroskopischen Anteils in
den Bewegungsgleichungen dndern sich die biegekritischen Drehzahlen mit der Winkelge-
schwindigkeit. Die biegekritischen Eigenfrequenzen spalten sich in einen durch Gleichlauf
(forward whirl - FW) und einen durch Gegenlauf (backward whirl - BW) erzwungenen
Anteil auf. Im Vergleich zur zweiten Biegeeigenkreisfrequenz &ndert sich die erste nur ge-

ringfiigig mit der Drehzahl, weswegen eine Beriicksichtigung des Drehzahleinflusses bei der
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Abbildung 3.3: Campbell-Diagramm sowie Puck- und von Mises Kriterium des optimierten
Rotors bei AT =50 K und w = Qpnaz

Optimierung nicht notwendig ist. Beide liegen iiber dem gesamten Drehzahlbereich iiber
der /2 - w-Geraden, wo der Rotor, nach [37], als starr angenommen werden kann. Die erste
Biegeeigenfrequenz liegt im Stillstand bei 4063 rad/s und die zweite bei 5095 rad/s bzw.
bei 646.64 Hz und 811 Hz.

Eine Optimerierung mit modifizierter Bedingung fiir die Trégheitsmomente
V2.1, -1, <0 (3.21)

die zu einem scheibenférmigen Rotor fiihrt, brachte keine Steigerung der Energiedichte,
womit die Wahl I, > I, gerechtfertigt ist.

Abbildung 3.3 zeigt den optimierten Rotor mit dem Puck- und von Mises-Kriterium
als Contourplot bei einer Fiigetemperatur von AT = 50 K und w = Qpqz. Zu erken-
nen ist, dass der Maximalwert des Puck-Kriteriums 0.5 betragt und radial mittig in der
Schwungmasse auftritt. In diesem Bereich sind insbesondere die Radialspannungen hoch.
Dies zeigt den grofen Nachteil dieser Schwungmassenform. Aufgrund des groften Aufen-
radius im Bereich der Wellenanbindung entstehen sehr groffe Massenkréfte, die wiederum

sehr hohe Spannungen in radialer Richtung verursachen, in der die Festigkeit des Materials



3.3 OPTIMIERUNG DES FLYWHEEL-ROTORS 139

0.5
t,c
cqxp/Rll
te
04t 9, /R 1
t,c
. o /R
=
oF 0.3r .
ué‘r\l
N 02} .
©
% o0l ]
&
©
Of /_\ i
_01 I I I I I I
0.05 0.1 0.15 0.2 0.25 0.3 0.35 0.4

rinm

Abbildung 3.4: Bezogene Spannungen in der Mittenebene des Rotors bei AT = 50 K und
W= Qaz

verhéltnisméfig gering ist. Abbildung 3.4 soll diesen Sachverhalt nochmals verdeutlichen.
Dargestellt sind die bezogenen Spannungen in der Mittenebene des Rotors. Am héchsten
ist die bezogene Radialspannung mit 0.43, die damit auch eine Einschrankung bei der
Optimierung darstellt. Wahrend die bezogene Axialspannung kaum ausschlaggebend ist,
betragt das Maximum der bezogenen Umfangsspannung 0.17, womit die Belastung in Fa-
serrichtung, in der die Festigkeit am hochsten wére, nur gering ausfallt. Durch die nicht
zweckmafige Form wird zum einen das Material nur lokal hoch beansprucht und zum
anderen liegt diese Belastung in einer ungiinstigen Materialrichtung.

In den folgenden Kapiteln wird der Presssitz am Materialiibergang genauer analysiert
und die Fligepassung dimensioniert. Aufierdem wird die Festigkeit der Systemkomponenten

kontrolliert.

3.3.1 Auslegung des Metall-Composite-Interfaces

Wie eingangs erldutert, werden die Welle und die Schwungmasse separat gefertigt und
dann thermisch gefiigt. Dabei muss das Uberma$ der Welle ausreichend grof sein, damit
an der Filigefliche in allen Betriebszustdnden eine Druckspannung vorliegt. Um dies zu
kontrollieren, wurde das in Kapitel 3.2.1 angefiihrte Modell um eine Kontaktfliche am
Materialiibergang erweitert. Da es sich damit um eine nichtlineare Analyse handelt, wird

der Spannungszustand an der Kontaktflache in der Optimierung nicht beriicksichtigt und
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Abbildung 3.5: Radialspannungen in der Fiigefliche als Funktion der Héhe bei verschiede-
nen Energieinhalten und AT =50 K

erst im Nachhinein kontrolliert. Zur besseren Aufldsung wurde die Kontaktfliche mit 500
Elementen diskretisiert. Das gesamte Modell besteht aus 16 935 quadratisch interpolierten
Rechteckelementen. Abbildung 3.5 zeigt die Radialspannungen am Materialiibergang als
Funktion der axialen Hohe bei verschiedenen Energieinhalten und einer Fiigetemperatur
von AT = 50 K. Aus der Darstellung ist ersichtlich, dass die Pressung mit dem Ener-
gieinhalt abnimmt, jedoch bei allen Betriebszustéinden eine Druckspannung vorliegt. Eine
weitere Anforderung an den Presssitz ist, dass das Gewicht des Rotors durch die Pressung
getragen werden muss. Im geladenen Zustand (5 kWh) betrigt die Spannung im Mittel
7.63 MPa. Bei Annahme eines Haftbeiwerts von 0.05 (vgl. [112]) ergibt sich eine Sicherheit
von 50 gegen Abrutschen aufgrund der Gewichtskraft. Gewahlt wurde eine Filigetemperatur
von 60 K bis 80 K, womit sich die Fertigungstoleranzen fiir die Welle zu R; = 9318&% mm

ergeben.

3.3.2 Festigkeitsanalyse der Welle und der Systemkomponenten

Zum Erreichen von hohen Drehzahlen, und damit einer hohen Energiedichte, ist nicht
nur die Auslegung der Schwungmasse, sondern auch die Analyse der Systemkomponen-
ten notwendig. Trotz vergleichsweise geringem Wellenradius sind die weichmagnetischen
Rotorkomponenten aufgrund deren geringer Festigkeit (siehe Tabelle B.2) sehr hoch bean-
sprucht. Abbildung 3.6 zeigt das Modell zur Festigkeitsanalyse der Systemkomponenten.
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Abbildung 3.6: Links: Modell der Trégerhiilse und Systemkomponenten; Rechts: Defor-
mierte Struktur (skaliert mit Faktor 300) und von Mises Spannung in MPa
bei w = Qnas

Obwohl die SRM ausgeprigte Rotorpole aufweist, wurde ein axialsymmetrisches Modell
verwendet und dieser Einfluss vernachldssigt, da insbesondere der Spannungszustand im
Bereich der Radiallagerung von Interesse ist. Die Blechpakete der elektrischen Maschine
und der Radiallagerung wurden als homogene Korper mit isotroper Materialbeschreibung
modelliert. An der Welle aus Aluminium ist eine Trégerhiilse aus hochfestem Stahl ange-
bracht, an der die elektrische Maschine und die Radiallagerung befestigt sind. Im Bereich
der SRM ist eine Schraubverbindung mit der Welle vorgesehen. Dieser Bereich wurde als
fest verbunden modelliert, wihrend samtliche anderen Flachen als Kontaktflichen defi-
niert wurden. Unterhalb des Radiallagers ist ein Freistich vorgesehen, um eine hohe radiale
Dehnung der Hiilse zu verhindern. Ebenfalls in Abbildung 3.6 dargestellt sind die von
Mises Vergleichsspannung und die deformierte Struktur bei maximaler Drehzahl. Das Mo-
dell besteht aus 24988 Elementen, wobei speziell bei den Kontaktflichen auf eine feine

Diskretisierung geachtet wurde.
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Abbildung 3.7: Energiedichte einer rotierenden Scheibe als Funktion des Innenradius fiir
verschiedene Materialien mit Sicherheitsfaktor 2

Insbesondere im Bereich der Radiallagerung sind die Spannungen sehr hoch. Der me-
chanische Anschlag verhindert eine noch grofere radiale Dehnung und damit noch héhere
Spannungen. Die maximale Vergleichsspannung im Bereich der Radiallagerung betrigt
195 MPa, womit bei Verwendung von Vacodur 50 die geforderte Sicherheit von 2 einge-
halten wird. Allerdings ist bei der Wahl dieser Materialien ein Kompromiss aus mechani-
schen und magnetischen Eigenschaften zu schlieffen. Im Bereich der elektrischen Maschine
sind die Spannungen aufgrund der kleineren Radialverschiebung geringer (vgl. auch Kapi-

tel 2.14.1).

3.4 Topologieoptimierung des Rotors

Der im vorigen Kapitel beschriebene Rotor mit hohlzylinderférmiger Schwungmasse lésst
erkennen, dass wesentliches Potential des verwendeten Kohlenstofffaserverbundwerkstoffs
nicht genutzt wird. Zum einen wird nur in einem kleinen Bereich eine hohe Vergleichs-
spannung nach Puck erreicht und zum anderen wird das Material hauptséachlich in radialer
Richtung belastet und somit die hohe Festigkeit in Faserrichtung nicht genutzt.
Abbildung 3.7 zeigt die maximale Energiedichte bei einem Sicherheitsfaktor von 2 ei-
ner rotierenden Scheibe mit einer Hohe von 0.3 - R, als Funktion des Verhéltnisses R;/R,
bei Verwendung von Aluminium, CFK sowie GFK und soll die suboptimale Material-
ausnutzung veranschaulichen. Bei Aluminium ist die Energiedichte bei der Vollscheibe

maximal. Im vorliegenden Fall betrégt die Energiedichte 8.42 Wh/kg, was einem Geo-
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metriefaktor K = 0.59 entspricht. Geht die Dicke der Scheibe gegen null, so dhnelt der
Spannungszustand immer mehr einem ebenen Spannungszustand und der Geometriefaktor
wird K = 0.606 (vgl. Tabelle 1.1). Kontrar dazu liegt bei den orthotropen Materialen,
CFK und GFK, das Maximum beim diinnen Hohlzylinder R;/R, — 1 mit 98.55 Wh/kg
bzw. 43.71 Wh/kg, was einem Geometriefaktor von K = 0.5 entspricht!©.

In Kapitel 1.1.1 ist z.B. eine H-férmige Schwungmassenform angefiihrt, wodurch sich die
Energiedichte steigern ldsst. Nachteilig ist dabei, dass weiterhin im Bereich der Wellenan-
bindung hohe Massenkréfte wirken.

Zur Topologieoptimierung von Bauteilen ist in der Literatur die SIMP-Methode (Solid
Isotropic Material with Penalization) weit verbreitet und in vielen Programmpaketen im-
plementiert. Meist wird dabei die Verzerrungsenergiedichte minimiert. Vorteilhaft ist dabei,
dass der Gradient der Verzerrungsenergiedichte analytisch gebildet werden kann. Allerdings
erweisen sich Spannungsnebenbedingungen und Volumenlasten als numerische Herausfor-
derung (vgl. [10]). Auferdem muss das Optimierungsergebnis keinen geschlossenen Bereich
bilden, was im vorliegenden Optimierungsproblem allerdings erwiinscht und aus Sicht der
Fertigung auch notwendig ist.

[97] verwendet zur Optimierung des Profils einer Turbinenscheibe eine ,Metamorphic
Development“-Strategie. Dabei wird die Verzerrungsenergiedichte an der Oberfliche mit-
tels einer Funktion bewertet und daraufhin entschieden, ob die Struktur an dieser Stelle
wachst oder degradiert. Untersucht wird allerdings nur isotropes Materialverhalten und die
Zielfunktion ist nicht auf Flywheels {ibertragbar.

Die Verwendung eines ,Injection Island Genetic Algorithm* zur Optimierung eines Fly-
wheels mit isotropem und orthotropem Material wird in [31| beschrieben. Allerdings werden

kaum Ergebnisse angefiihrt, sondern nur verschiedene Algorithmen miteinander verglichen.

Im Folgenden wird eine alternative Optimierungsmethode zur Maximierung der Ener-
giedichte vorgestellt. Zuerst soll auf den Algorithmus eingegangen werden. Zu dessen Va-
lidierung wird die Minimierung zweier Testfunktionen mit ausgeprigten lokalen Minima
untersucht und dann eine rotierende Scheibe mit konstanter Vergleichsspannung berechnet.
Des Weiteren werden Ergebnisse mit transversal isotropem Material angefiihrt und daraus
die Geometrie des Optimum-Shape-Flywheels abgeleitet. Ziel dabei ist eine Schwungmas-
senform zu finden, die eine moglichst hohe Energiedichte aufweist und aufferdem mit einem
Fertigungsprozess mittels Wickelverfahren herstellbar ist. Um Materialiibergénge zu ver-

meiden, besteht die gesamte Schwungmasse aus unidirektionalem CFK.

10 dabei wurde die Festigkeit in Faserrichtung zur Berechnung herangezogen
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3.4.1 Genetic Algorithm for Integer Programming

Wie spéter beschrieben, wird die Topologieoptimierung auf ein Optimierungsproblem mit
ganzzahligen Variablen zuriickgefiihrt. Da dadurch die Bildung eines Gradienten nur schwer
moglich ist, wurde ein in MATLAB R2010b verfiigbarer genetischer Algorithmus modifiziert.
Bei diesem wird zur Lésung von Optimierungsproblemen ein evolutionirer Prozess nach-
gebildet. Zu Beginn wird eine zuféllige Population aus Losungen erstellt und die Fitness
mittels einer zu minimierenden Zielfunktion berechnet. Eine gewdhlte Anzahl an elitdren
Individuen mit hoher Fitness wird direkt in die néichste Generation tibernommen. Eine
Selektionsfunktion wahlt Eltern aus, deren Genom, die Optimierungsvariablen, in Folge
durch eine Rekombinationsfunktion zu Kindern zusammengesetzt werden. Durch eine Mu-
tationsfunktion werden weitere Individuen mit zufélligem Genom fiir die néchste Genera-
tion erstellt. Diese Prozedur wird solange wiederholt, bis innerhalb einer gewéhlten Anzahl
an Generationen keine Verbesserung der Fitness mehr erreicht wird.

Um ganzzahlige Optimierungsvariablen handhaben zu kénnen, mussten die Erstellung
der Anfangspopulation, die Mutations- und die Rekombinationsfunktion adaptiert werden.
Die Funktion zur Erstellung der Anfangspopulation entspricht auch der Mutationsfunk-
tion. Die Funktion erstellt eine vorgegebene Anzahl an unterschiedlichen Individuen mit
zufalligem Genom. Vorteilhaft ist dabei, dass einfache nichtlineare Nebenbedingungen, wie
z.B. eine zuléssige Geometrie, erfiillt werden konnen, indem sie bereits im Vorhinein nicht
zur Optimierung herangezogen werden. Die Rekombinationsfunktion stellt eine zuféllige
Zusammensetzung der Elterngenome dar und wurde ebenfalls fiir ganzzahlige Variablen
angepasst. Die Auswahl der Elterngenome geschieht durch die Selektionsfunktion. Dafiir
wurde stochastisch universelles Sampling!! verwendet. Durch Adaption dieser genetischen
Operatoren ist die Verwendung von ganzzahligen Optimierungsvariablen méglich.

Im Folgenden soll die Funktionalitdt anhand von zwei Beispielen gezeigt werden. Zuerst

soll das Minimum der in Abbildung 3.8 gezeigten Funktion

—10

cosh (0.000B\/(a; —z1)?+ (y — y1)2>

—20
+ —1

cosh (0.0003\/(:5 —32)* + (Y — 92)2>

flz,y) =
(3.22)

1 bei fitnessproportionalem Sampling werden die Individuen durch wiederholte Stichproben ausgewihlt,
wéahrend bei stochastisch universellem Sampling ein Zufallswert genommen wird und die anderen Indi-
viduen dquidistant gewahlt werden
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Abbildung 3.8: Testfunktion aus Gl. (3.22) und Konvergenzplot
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Abbildung 3.9: Fiinfte De Jong Funktion aus Gl. (3.24) und Konvergenzplot
mit
(1,91) = (1,1)  und  (22,32) = (10%,-10%) (3.23)

gefunden werden. Die Funktion ist im gesamten Bereich annédhernd konstant und weist ein
lokales und ein globales Minimum auf, wodurch das Auffinden des Optimums sehr schwierig
ist. Das globale Minimum ist min{ f} = —21 und befindet sich bei (x2, y2). Der Suchraum
wurde in 2- und y-Richtung auf das Intervall [—1 - 1051 - 10°] beschrinkt, womit sich
4-10'? verschiedene Kombinationen ergeben. Die Konvergenz von zehn Optimierungsliufen
ist ebenfalls in Abbildung 3.8 gezeigt. Erkennbar ist, dass das globale Optimum immer
innerhalb von 50 000 Funktionsauswertungen gefunden wird.

Als weitere Validierung soll das globale Minimum der in Abbildung 3.9 dargestellten
fiinften De Jong Funktion

-1
25

—1
flay) =4 0.002+ " {7‘ + (o o)+ (ks - agj)ﬁ] (3.24)
j=1
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Abbildung 3.10: Vorgehensweise und Diskretisierung bei der Topologieoptimierung
mit
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gefunden werden, wobei die Achsen mit dem Faktor 1/100 skaliert wurden, um den Such-
raum zu erweitern. Auch diese Funktion weist mehrere lokale Minima auf, wodurch klassi-
sche Optimierungsalgorithmen keine guten Konvergenzeigenschaften aufweisen. Das globa-
le Optimum liegt bei (x, y) = (—3200, —3200) und betrigt 0.998. Der Suchraum liegt in
beiden Richtungen innerhalb des Intervalls [-6400, 6400], wodurch sich 163 840 000 mdgli-
che Kombinationen ergeben. Abbildung 3.9 zeigt die Konvergenz von zehn Optimierungs-
laufen. Obwohl die Funktion etliche lokale Minima aufweist, wird das Optimum immer
innerhalb von 6000 Funktionsauswertungen gefunden.

In den folgenden Optimierungen wurde immer eine Anfangspopulation von 400 Individu-
en verwendet und die 10 elitdren Individuen werden automatisch in die nichste Generation

iibernommen. Alle anderen Einstellungen wurden auf den Standardwerten belassen.

3.4.2 Scheibe konstanter Spannung — Constant Stress Disc

Zur weiteren Verifikation soll in diesem Abschnitt die Scheibe mit konstanter Vergleichs-
spannung (CSD - Constant Stress Disc) berechnet werden. Die Kontur des Rotors soll so

gewahlt werden, dass die Energiedichte maximal wird

. 1 %IZ Q?na:c
e 3600  m ’

wobei die Skalierung mit 3600 auf die Einheit Wh /kg fithrt. Abbildung 3.10 soll die Vorge-

hensweise bei der Optimierung verdeutlichen. Die Kontur des Rotors wird dquidistant in

(3.26)

radialer Richtung diskretisiert. Die axiale Hohe ist bei vorgegebener Elementgrofe eben-
falls diskret und stellt die Optimierungsvariable dar. Daraus ergibt sich ein Optimierungs-

problem mit ganzzahligen Optimierungsvariablen, womit gradientenbasierte Algorithmen
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ungeeignet sind und der im vorherigen Abschnitt erlauterte genetische Algorithmus zum
Einsatz kommt. Der in MATLAB R2010b implementierte genetische Algorithmus ga(. . .)
ist allerdings nur ohne nichtlineare Nebenbedingungen geeignet, da mit diesen der Rechen-
aufwand enorm steigt. Daher wird im Weiteren nur die Optimierung hinsichtlich der Festig-
keit betrachtet und die Eigenfrequenzen sowie die Tréagheitsmomente aufser Acht gelassen.
Aufserdem soll die Welle und die Anbindung der Schwungmasse an diese nicht untersucht
werden. Da Welle und Schwungmasse separat gefertigt und anschliefsend gefiigt werden,
entstehen Druckspannungen, die zu einer hoheren zuléssigen Drehzahl fithren. Daher ist
das Vernachléssigen der Welle und der Anbindung, im Sinne der Festigkeit, eine konserva-
tive Annahme. Unter Beriicksichtung der Welle wird die Energiedichte gesenkt, da diese
einen sehr kleinen Tragheitsradius aufweist. Einfache nichtlineare Nebenbedinungen, wie
z.B. die Einhaltung einer zulédssigen Geometrie, konnen durch geeignete Populationswahl
beriicksichtigt werden, indem diese bereits vorher ausselektiert werden.

Zur Berechnung der auftretenden Spannungen wurde ein axialsymmetrisches Element,
wie z.B. in [9] beschrieben, in MATLAB implementiert. Um die Vernetzung zu vereinfachen,
wurden quadratische Elemente mit linearen Ansatzfunktionen verwendet. Um Spannungs-
spitzen aufgrund der diskontinuierlichen Geometrie zu vermeiden, wurden die Spannungen
iiber das jeweilige Element arithmetisch gemittelt. Aufgrund der linearen Analyse kdnnen

die Spannungen bei einer beliebigen Winkelgeschwindigkeit w berechnet und mit

1
Qrnae = w\/SrmaX{R(w)} (327)

auf die maximale Winkelgeschwindigkeit geschlossen werden, wobei S die Sicherheit be-
zeichnet, die im Weiteren zu 2 gewédhlt wird, um eine bessere Vergleichbarkeit mit der
hohlzylindrischen Schwungmassenform zu erreichen.

Bei Verwendung eines isotropen Werkstoffs stellt die CSD die Form mit maximaler Ener-
giedichte und damit das Optimum dar. Wie bereits in Kapitel 1.1.1 gezeigt, wird das Opti-
mum erreicht, wenn die Vergleichsspannung an jedem Punkt des Rotors der Fliefsspannung

entspricht. Damit wird der in [13] bzw. Gl. (1.4) angefiihrte Geometriefaktor

K=_"

Rmax

zu eins, wobei k die erreichte und k4, die maximal mogliche Energiedichte bezeichnen.
Angaben von Formen der CSD, die in der Literatur zu finden sind, unterliegen meist der
Annahme des ebenen Spannungszustands. Bei variabler Scheibenhéhe ist der Spannungszu-

stand allerdings dreiachsig. Dadurch ist die analytische Angabe dieser Form nicht mdoglich.
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Eine Naherung einer CSD wird z.B. in [114] verwendet. In [39] wird fiir die Aufenkontur

H],(r) der CSD folgende Naherung vorgeschlagen

R, {e‘B/XIQ/Q + (al. — 1)e B'P?/2 B + Larctan (

Hi(r) = § e BO°2 [B52% 4 (2L — g (¢ = B fiwr 7 > BLR, und H, < ]

hmar fir r>plR, und H] >h!

max
mit der maximalen Hohe

h/

_ 131 —B'B2/2
maxr ~ arh’ce "

und dem Radius

’

ar

02B(B' — 2 1 )
a;_1+\/r (1—v)2 T la

2

/
r

_ 1)2]

M)} } fir r < B.R,

max

(3.28)

(3.29)

1—}—1/2
— 3.30
ol

worin h, die Scheibendicke an der Rotationsachse, x’ den auf den Aufenradius R, bezo-

genen Radius, v die Poissonszahl des isotropen Werkstoffs sowie B’, o). und a] weitere

Geometrieparameter bezeichnen.

Zur Validierung soll Gl. (3.28) mit der Losung des genetischen Algorithmus verglichen

werden. Als Optimierungsvariable wurde nicht die Kontur, sondern deren Anderung ver-

wendet, da dadurch eine bessere Konvergenz und eine glattere Kontur erreicht wird. Die

obere H,(r) bzw. untere Kontur H;(r) werden daher beschrieben durch

- [ dH.(n)
H,(r)= up-i-([ dn
Hi( ):/dlgy) ;

0

(3.31)

worin 7 eine Integrationsvariable bezeichnet. Die Schwungmasse wurde entlang der radialen

Richtung mit N Elementen der Lange

R, — R;

I© =
N

(3.32)

diskretisiert und die Anderung der Héhe sei auch auf Schritte der Elementlinge beschrinkt,
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wodurch folgende Approximation verwendet werden kann

R N—-1
HUG< e <@+Q l%m+;;mw—hw4)le

Ahy
Hl (7, <

wobei hy 0, Ahy; und Ah;; ganzzahlig sind. hy ist zu null gesetzt, damit die Kontur im

(3.33)

R N-1
Q+Q §:h“ hiia)| 1€,
=1 Ah“

Koordinatenursprung verbleibt. Fiir die Optimierung der CSD ist die untere Kontur und

der Innenradius vorgegeben
Hy(r)=0, R;=0 . (3.34)
Damit ergibt sich der Vektor der Optimierungsvariablen zu
T
2 = (huo Ahut o Ahuyo) (3.35)

wobei die Lange N mit 100 gewdhlt wurde. Die Schranken fiir die Optimierungsvariablen

wurden definiert als
—2< Ahy; <2, (3.36)

sodass die maximale Variation der Hohe innerhalb eines radialen Schritts nur zwei Ele-
mentgrofen betragen kann. Zur Vermeidung von Uberschneidungen mit der r-Achse muss

die obere Kontur
Hy(r)>0 (3.37)

erfullen.

Die maximal mogliche Energiedichte betrigt fiir Aluminium (siehe Tabelle B.2)

Oy Wh
mit einem Sicherheitsfaktor von S = 2.
Der Algorithmus stoppte nach 69 Generationen. Das Ergebnis ist in Abbildung 3.11 dar-

gestellt und dem Vorschlag nach [39] mit den Parametern B’ = 5.25, o). = 4.89, h.. = 0.39
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0 0.25 05
S . .
K = 11.2555 Wh/kg (K = 0.79601)

Abbildung 3.11: Optimierungsergebnis fiir Aluminium; Geometriefaktor K = 0.80; Vor-
schlag nach [39] fiir die CSD mit B’ = 5.25, o). = 4.89, h.. = 0.39 und
a). = 0.0244; Contour Plot des von Mises Kriteriums

und a!. = 0.0244 gegeniibergestellt. Die Ergebnisse zeigen eine gute Ubereinstimmung. An
der Rotationsachse ist die Hohe H,(r = 0)/R, = 0.18 und beginnt dann zu sinken, bis
die Kontur das Minimum H,(r/R, = 0.9)/R, = 0.02 erreicht. Am Aufenradius bildet sich
ein Kranz mit der Héhe H,(r = R,)/R, = 0.09 aus. Die erreichte Energiedichte betragt
11.26 Wh/kg, was einem Geometriefaktor von K = 0.80 entspricht.

3.4.3 Optimierung mit orthotropem Material

Bei Verwendung von faserverstérkten Kunststoffen fiir die Schwungmasse stellt ein diinner
Hohlzylinder die ideale Form dar. Bei diesem sind die Radialspannungen sehr klein und

die Umfangsspannung ist annidhernd
Opp = priw? (3.39)

(vgl. z.B. [4]). Damit féllt die hochste Belastung in Richtung der hochsten Festigkeit. Al-
lerdings ist sowohl bei Innen- als auch Aufsenlauferkonstruktionen eine Anbindung an eine
Welle bzw. die Systemkomponenten nétig, weswegen diese ideale Form nicht erreicht wer-
den kann. Daher wird in folgender Optimierung der Innen- und Aufsenradius, R; bzw. R,,
der Schwungmasse vorgegeben. Um die Massenkréfte im Bereich der Wellenanbindung zu
verringern, wird die Unterseite der Kontur freigegeben, womit diese nicht wie in Abbil-
dung 3.11 mit z = 0 zusammenfallt.

Um die Bildung eines Hohlzylinders zu vermeiden, wird ein mittlerer Radius R,, einge-

fiihrt, fiir den gilt

H(r<Rn)=0 . (3.40)
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Um dies zu erreichen, werden die entsprechenden Eintrége Ah;; aus dem Vektor der Op-

timierungsvariablen entfernt, der nun lautet
T
Tr = (hu,07 Ahu,b ey Ah%N_l, Ahl,Ma ce aAhl,N—l) (3.41)

mit

o (1 BBy o

wobei mit [...| ein Aufrunden symbolisiert wird. Wie auch bei der CSD wurde die Kon-
tur mit N=100 Elementen entlang der r-Achse diskretisiert. Um eine Herstellung mittels
Wickelverfahren zu ermoglichen, wird eine monoton steigende Form gefordert, was durch

die Nebenbedingungen

(3.43)
0< Ahy,; <4

erfiillt ist. Um eine sinnvolle Kontur zu erreichen, wurden folgende weitere Nebenbedin-

gungen definiert

R; B0

— =0.3 — >0.3

Ro ’ hmaa: o ’

(3.44)
R,, — R;
>0.3, Hu(r)>H
Pz 03, Ha() > H)
mit
Hu = Ro
hmax = (Tle ) . (345)

Abbildung 3.12(a) zeigt das Ergebnis einer Optimierung mit den Parametern aus
Gl. (3.44). Die Rotorgeometrie wurde in radialer Richtung mit 100 Elementen diskreti-
siert. Zur Berechnung der maximalen Winkelgeschwindigkeit mit Gl. (3.27) wurde das
Kriterium nach Puck verwendet. Dargestellt ist nur die obere Halfte des Rotors, um die
vorausgesetzte Symmetrie beziiglich z = 0 zu nutzen. Der Rotor hat eine hohlkegeldhnliche
Form. Beginnend bei der Wellenanbindung bildet sich bei der oberen Kontur ein Radius
aus, an den ein auskragender Teil anschlieftt. Die Innenkontur besteht aus einer radialen
Verjiingung hin zur Wellenanbindung. Dadurch wird zwar das Tragheitsmoment verrin-

gert, jedoch sinken damit die Massenkrifte im Bereich der Anbindung, wodurch hohere
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K =66.4254 Wh/kg

h,

(a) Aus GA; k = 66.43 Wh/kg (b) Abgeleitete Geometrie mit Bemafungen

Abbildung 3.12: Ergebnis der Topologicoptimierung mit 0 < Ah,,;; < 4 bei Sicherheit 2

Winkelgeschwindigkeiten erreicht werden. Durch den starken Anstieg der oberen Kontur
entstehen hohe Biegespannungen am Ubergang (vgl. [128]).

Abbildung 3.12(b) zeigt die daraus abgeleitete Topologie. Zur weiteren Optimierung wur-
de ein Hohlzylinder mit Innenradius R; eingefiigt. Dieser wird bei der Optimierung nicht
zur Bewertung der Festigkeit herangezogen, da in diesem Bereich unrealistische modellbe-
dingte Spannungsspitzen auftreten. Aufterdem wird dadurch eine Anpassung des Rotors an
den verfligbaren Bauraum erleichtert, da bei der Optimierung ein zusétzlicher Freiheitsgrad
vorhanden ist.

Insbesondere die Parameter in Gl. (3.44) haben einen grofen Einfluss auf die erreich-
bare Energiedichte. Im Allgemeinen steigt die Energiedichte mit dem Verhéltnis R;/R,
und sinkt mit steigenden Werten von hy 0/hmaez bzw. (Ry — R;)/(Re — R;). In den Ab-
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bildungen 3.13, 3.14 und 3.15 sind Optimierungsergebnisse mit verschiedenen Parametern
dargestellt. Verwendet wurden ebenfalls 100 Elemente entlang der Mittenebene. Aufier-
dem ist eine ausreichend grofe Anfangspopulation notwendig. Wie auch zuvor, wurde eine
Anfangspopulation mit 400 Individuen verwendet.

Abbildung 3.16 zeigt Ergebnisse der Topologieoptimierung mit CFK und GFK mit mo-
noton steigender Kontur als auch ohne dieser Bedingung. Die Kurven wurden nach der
Optimierung mit Polynomen geglattet. Aufgrund der geringeren spezifischen Festigkeit
liegt die erreichte Energiedichte mit GFK wesentlich unter der von CFK bei 20.23 Wh /kg.
Bei Verwendung von CFK ohne Monotoniebedingung bildet sich eine grofiere Rundung der
oberen Kontur aus, wodurch die Energiedichte weiter steigt.

Die angefiihrten Ergebnisse wurden mit einem Sicherheitsfaktor von 2 berechnet und
berticksichtigen nicht die Masse der Welle, die aufgrund eines geringen Tréagheitsmoments
die maximale Energiedichte senkt. Aufferdem wurden die Lage der Eigenfrequenzen sowie
der zu Verfiigung stehende Bauraum nicht beriicksichtigt. Des Weiteren wurde auch die
Entladetiefe nicht beriicksichtigt, was die Energiedichte weiter senkt.

Die diskrete Kontur fiihrt trotz Mittelung der Spannungen zu einer Verschlechterung
des Ergebnisses. Fine Verbesserung kénnte durch Einfiigen von Dreieckselementen erreicht

werden, wodurch die Kontur geglattet wird.
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Abbildung 3.13: Ergebnisse der Topologieoptimierung mit verschiedenen Werten fir R; /R,

sowie Ry 0/hmae und (R, — R;)/(Rq — R;) = 0.3
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Abbildung 3.14: Ergebnisse der Topologieoptimierung mit verschiedenen Werten fiir R; /R,
sowie Ny 0/hmaz und (R, — R;)/(R, — R;) = 0.5
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Abbildung 3.15: Ergebnisse der Topologieoptimierung mit verschiedenen Werten fiir R; /R,
sowie Ny 0/hmag und (Ry, — R;)/(R, — R;) = 0.7
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0 0.25 0.5 0 0.25 0.5
K = 74.2978 Whikg K = 66.3636 Wh/kg

CFK mit —4 < Ahyy; <4 CFK mit 0 < Ahyy; < 4
0 0.25 0.5 0 0.25 0.5
K =19.96 Whikg K = 20.2253 Whikg

GFK mit —4 < Ah,; < 4 GFK mit 0 < Ahy,; < 4

Abbildung 3.16: Gegeniiberstellung verschiedener Ergebnisse der Topologieoptimierung



158 3 STEIGERUNG DER ENERGIEDICHTE — ROTOR UND SCHWUNGMASSE

3.5 Optimierung des Optimum-Shape-Flywheel-Rotors

Im vorigen Kapitel wurde die im Sinne der Festigkeit optimale Rotortopologie berech-
net. Um eine moglichst hohe Energiedichte zu erreichen, ist es notwendig, die Masse des
Rotors moglichst weit aufsen anzuordnen. Um im Bereich der Wellenanbindung zu hohe
Radialspannungen zu vermeiden, erwies sich eine radiale Verjiingung der Aufienkontur als
zweckmafig.

Durch das berechnete Design sind allerdings wichtige Auslegungskriterien nicht erfiillt.
Um eine mitlaufende Nickeigenfrequenz (vgl. Gl. (3.1)) zu vermeiden, sollte der Trégheits-
tensor nicht kugelférmig sein. Aus diesem Grund wird die Nebenbedingung eingefiigt, dass
I, > /21, ist, womit sich ein walzenformiger Rotor ergibt und die Nickeigenfrequenz immer
unterhalb des Fahrstrahls liegt. Insbesondere die Nebenbedingung, dass die elastischen Ei-
genfrequenzen mit gewahlter Sicherheit tiber dem Fahrstrahl liegen miissen, erwies sich als
grofse Einschrankung fiir eine moglichst hohe Energiedichte. Daher werden, im Gegensatz
zu Gl. (3.19), nicht nur die Eigenwerte bei Stillstand, sondern auch deren Anderung mit der
Drehzahl durch gyroskopische Effekte berticksichtigt. Aufferdem wurde die Sicherheit von
2 auf /2 verringert, um weiteres Potential zu nutzen. Durch den groReren Trigheitsradius
dieser Schwungmassenform ist der Einfluss der Kreiselwirkung wesentlich grofer als bei
der scheibenférmigen Schwungmasse. Wie auch bei der hohlzylindrischen Schwungmasse
wird die Welle thermisch mit der Schwungmasse gefiigt. Um zu gewéhrleisten, dass der
Zusammenhalt auch bei maximaler Drehzahl vorhanden ist, wurde die Nebenbedingung
eingefiihrt, dass an der Fiigestelle bei r = Ry immer eine Druckspannung vorliegt.

Die Form und Dimensionierung der Welle wird hauptséchlich durch die Rotormasse
bestimmt. Diese legt die Sollkraft der Axiallagerung fest und geht daher direkt in den
Wellenradius ein. Aus diesem Grund wird im Folgenden nicht wie in Gl. (3.19) die Masse
minimiert, sondern der Energieinhalt maximiert und die Masse als Nebenbedingung re-
stringiert. Da der Energieinhalt nicht vorgegeben ist, kann die Festigkeitsnebenbedingung

2R — 1 < 0 durch eine Nullstellensuche der Form

R(Exwn) = % (3.46)

ersetzt werden, womit sich der erreichte Energieinhalt errechnet ldsst. Da die Tragheitslast
und die Temperaturlast unabhéngig voneinander variiert werden, liegt keine proportionale
Belastung vor, womit R(Ejgy ) eine nichtlineare Funktion ist.

Des Weiteren stellt die Beschrankung des Bauraums eine wichtige Nebenbedingung bei

der Optimierung dar. Durch die Bedingung H,(7) — Hgstator (r) < 0 soll sichergestellt wer-
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den, dass es zwischen der Rotorkontur H,(r) und der Kontur der Statorhiilse Hggior(7)
an keiner Stelle r zu einer Uberschneidung kommt.
Zusammengefasst 1dsst sich folgendes Optimierungsproblem anschreiben
min — Epwn = _;llz (1-¢3,..) s
x 3600000 2 min
V2I, - I,
V2 — wf () (3.47)
s.t. orr(r=R1, w=Qnaz) | <0
m — 269.2
Hy(r) — Hstator(7)

mit dem Vektor der Optimierungsvariablen

R; — Ry

Ry — Ry

Rs — Ro

Ry — R3

Rs — Ry

x = gj j 22 , (3.48)

hi

ha — hy
ha

arctan ( gi:%j )

AT

worin Ry den Aufsenradius des Freistichs in Abbildung 3.6 bezeichnet. Auch hier ist die
Verwendung von relativen Groken vorteilhaft, da so Uberschneidungen durch Definieren
von Schranken fiir die Optimierungsvariablen besser verhindert werden kénnen. Auferdem
zeigte es sich als giinstig, nicht hg — hy als Optimierungsvariable, sondern die Steigung

der unteren Kontur arctan ( Igi:]}% > zu verwenden. Dadurch wird eine Linearisierung der

Zielfunktion und damit eine bessere Konvergenz erreicht.

Um Uberschneidungen der Geometrie auszuschliefen, wurden noch folgende Nebenbe-
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dingungen verwendet

h3 — ha
Re — Ry

det (ﬁl , ﬁQ)

R R <0 3.49
A (3.49)
hy hs

R R
3 + (Rg — Rz)ﬁl — 4 + (R5 — R4)ﬁ1
hl h2

mit den Einheitsvektoren

R4 — R3 R7 — Rg Re — R3
. ho — hy . hs — hy . ha — hy
n=—:, lg=——"— | ng=————"" . (3.50)

R4—R3 R7—R6 R6_R3
ha — hy hz — hy ha — hy

Wie vorher wurde auch hier ein Interior-Point-Algorithmus verwendet. Die Schrittweite zur

Bildung des Gradienten muss geniigend grofs sein, um den Einfluss der Vernetzung gering
zu halten. Dabei ist es fiir die Konvergenz forderlich, den zentralen Differenzenquotienten

zu verwenden. Mit der Verwendung von

T
lb:10_3~(1 11111111 5-10°-7/180 1 0)
(3.51)

T
ub:<0.5 0.5 05 05 05 0.5 05 05 05 =w/2 05 100)

als obere bzw. untere Schranke fiir & ergab sich der in Abbildung 3.17 gezeigte Ro-
tor als Ergebnis. Der erreichte Energieinhalt betragt 9.74 kWh, was einer Energiedichte
von 36.19 Wh/kg und damit eine Steigerung von 95% im Vergleich zur hohlzylindrischen
Schwungmasse bedeutet. Die Abmessungen des Rotors sind in Tabelle 3.2 zusammenge-
fasst. Abbildung 3.17 zeigt weiters das Campbell-Diagramm des Rotors. Erkennbar ist,
dass die erste und zweite Biegeeigenfrequenz im gesamten Drehzahlbereich iiber der Ge-
raden v/2 - w liegen. Die maximale Winkelgeschwindigkeit betrigt 2145 rad/s, die somit
nur um 10% hoher liegt als bei der hohlzylindrischen Schwungmasse. Daher ist auch die

Festigkeitsanalyse der Systemkomponenten aus Kapitel 3.3.2 fiir diese Bauform giiltig.



3.6 VERGLEICH MIT H-FORMIGEM ROTOR 161

5000

400

1N2w 4

- =V 4
- , P
== 2. Biege-EKF FW| s
2000}| ==@=— 2. Biege-EKF B e
=——3¢=— 1. Biege-EKF FW|
=—@— 1. Biege-EKF BW ~
== Nick-EKF

Eigenkreisfrequenz in rad/s

L . . .
0 500 1000 1500 2000 2500
Winkelgeschwindigkeit in rad/s

Abbildung 3.17: Campbell-Diagramm sowie Puck- und von Mises Kriterium des optimier-
ten Rotors bei AT = 100 K und w = Qupas

3.6 Vergleich mit H-formigem Rotor

Zum Vergleich soll in diesem Abschnitt die oben beschriebene Schwungmassenform durch

Gleichsetzen von
R5 = R4, R3 = R4, R6 = R7, und h4 =0 (3.52)

vereinfacht werden, wodurch sich eine H-férmige Schwungmasse ergibt. Das Optimierungs-
problem ist weiterhin durch Gl. (3.47) beschrieben. Um die Randbedingungen des Bau-
raums besser einhalten zu kénnen, wurde eine axiale Verlingerung des Freistichs ALgpq
in Abbildung 3.6 als zusétzlicher Freiheitsgrad eingefiihrt. Damit lautet der Vektor der

Optimierungsvariablen fiir den H-férmigen Rotor
T
2= (R ~Ry Ro—Ri Ri~Ry Ri—Ri hy hy—h ALgap AT) . (3.53)

Als lineare Nebenbedingung wurde weiters gefordert, dass die Schwungmasse nicht iiber

das obere Ende der Welle hinausragt. Mit

4 T
zz;:10<(1 111110 0)
. (3.54)

ub:(0.5 05 05 05 05 05 02 100)
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Abbildung 3.18: Campbell-Diagramm sowie Puck- und von Mises Kriterium des H-
formigen Rotors bei AT = 100 K und w = Q44

als obere bzw. untere Schranke fiir & ergibt sich der in Abbildung 3.18 dargestellte Rotor
als Ergebnis der Optimierung. Der Energieinhalt betrégt 7.95 kWh, was einer Energiedich-
te von 29.52 Wh/kg und damit einer Steigerung von 58% gegeniiber der hohlzylindrischen
Schwungmasse entspricht. Die maximale Winkelgeschwindigkeit betragt 2090 rad/s. Tabel-
le 3.2 fasst die Abmessungen und Kenndaten der drei verschiedenen Schwungmassenformen

zusamimen.

3.7 Realisierung und Validierung

Beim Fiigen der Welle in die scheibenférmige Schwungmasse aus Kapitel 3.3 bildete sich,
wie in Abbildung 3.19 zu erkennen, ein axialer Riss im CFK aus. In etwa 23 mm Abstand
zum Wellenaufsenradius war eine deutliche Stufe zu erkennen. Nach Herausschneiden ver-
schiedener Rotorstiicke zeigte sich ein axial durchgehender Riss. Grund dafiir kénnte ein
Fertigungsfehler sein, da im Bereich des Risses eine schlechte Trankung der Fasern festge-
stellt werden konnte.

Der Effekt kann auch durch eine Abnahme der Festigkeit aufgrund der geringen Tempe-
ratur erkldrt werden. Abbildung 3.20 zeigt den Querschnitt der Schwungmasse mit Con-
tourplot von o,/ R;’g , 30 min nach Einfiihren der Welle und den zeitlichen Verlauf von

Orr/ R;; bei r = 0.12 m in der Rotormittenebene. Die maximale Spannung tritt im Bereich
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Tabelle 3.2: Abmessungen der optimierten Schwungmassenformen und Gegeniiberstellung

Optimum-Shape | H-Form | scheibenformig

Ry in m 0.0850 | 0.0850 0.0850
Ry in m 0.1264 | 0.1145 0.093
Ry inm 0.1535 | 0.1155 0.093
Ry inm 0.2061 | 0.2629 0.093
Ryinm 0.3229 | 0.2629 0.3275
Rsinm 0.3446 | 0.2629 0.3275
Rg inm 0.2689 | 0.3229 0.3275
Ry inm 0.3997 | 0.3229 0.3275
h1 in m 0.0839 | 0.0825 0.1851
hy in m 0.3654 | 0.3814 0.1851
hs in m 0.3193 | 0.0825 0.1851
h4 in m 0.0681 0 0.1851
Lihase in m 0| 0.0093 0
AT in K 100 100 50
Erwn in KWh 9.74 7.95 5
% in Wh/kg 36.10 | 29.52 18.57

der Rissbildung auf. Bei der Modellierung wurde ein Abkiihlen der Welle'? auf 77 K und
natiirliche Konvektion an den Aufsenseiten mit einer Umgebungstemperatur von 22°C an-
genommen. Die auftretenden Spannungen sind relativ gering. Ebenfalls moglich ist, dass
diese geringen Spannungen zum Wachsen eines durch die Fertigung entstandenen Risses
gefiithrt haben.

Zur Losung der Problematik wurde ein thermischer Puffer in Form einer Stahlhiilse in
die Konstruktion eingefiigt. Die 3D-Konstruktion sowie ein Foto des gefertigten Rotors mit
der erwdhnten Stahlhiilse ist in Abbildung 3.21 zu sehen. Zwischen der Stahlhiilse und der
CFK-Schwungmasse besteht eine Ubergangspassung. Da ein weiteres elastisches Element
eingefiihrt wurde, wurde der Presssitz von R; = 9318:%% mm auf R; = 9318:%? mm gean-
dert. Um die Welle schneller auf Raumtemperatur zu bringen, wurde die Schwungmasse vor
dem Filigen auf 80°C und wihrend dem Fiigeprozess mit Heifsluftfohns die Welle erwarmt.

Die Stahlhiilse hat weiters den Vorteil, dass ein Bund als mechanischer Anschlag vorge-
sehen werden konnte.

Weiters zeigten sich Verwerfungen der Fasern an der Oberfléche des Rotors. Diese kénnen
zum einen durch die Fadenvorspannung und ein ungilinstiges Verhéltnis von Innen- zu
Aufsenradius entstehen (vgl. [46]). Ist dieses Verhéltnis sehr klein, entstehen durch die

Fadenvorspannung Druckspannungen in Umfangsrichtung, die zum Ausknicken der Fasern

12 entspricht dem Siedepunkt von LNj
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Abbildung 3.19: Foto des Rotors unmittelbar nach dem Fiigeprozess mit deutlich sichtba-
rer Stufe (links); Foto eines herausgeschnittenen Rotorstiicks mit axialem
Rissverlauf (rechts)

0.08

20 40 60 80 100 120
tinmin

Abbildung 3.20: Querschnitt der Schwungmasse mit Contourplot von o,/ Ré; nach 30 min
(links); Zeitlicher Verlauf von o,/ RS bei (,2)=(0.12 m, 0 m) (rechts)

wahrend der Fertigung fiihren kénnen. Zum anderen koénnen die Verwerfungen auch durch
Rutschen der Fasern beim Aushérteprozess aufgrund des noch fliissigen Harzes entstehen
(vgl. [83] und [157]).
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Abbildung 3.21: 3D Konstruktion und Foto des Rotors mit Stahlhiilse

Bei Messungen der Rotoreigenfrequenzen mittels Impulshammer (siehe [41]) zeigten
sich erhebliche Abweichungen zwischen dem Simulationsergebnis und der experimentell
bestimmten ersten und zweiten FEigenfrequenz. Gemessen wurden 472 Hz und 595 Hz,
was wesentlich unter den Simulationsergebnissen mit 646.64 Hz und 811 Hz liegt. Eine
Verbesserung konnte durch Auftrennen des Kontakts zwischen Tragerhiilse und Welle im
ANsys-Modell erreicht werden. Abbildung 3.22 zeigt das erweiterte Modell sowie die mit-
einander verbundenen Fléchen. Durch das Auflésen des Kontakts im Bereich der Hiilse
wurde eine Reduktion der Abweichung auf 3% zur Messung bei beiden Eigenfrequenzen

erreicht.

3.8 Ventilationsverluste

In diesem Abschnitt sollen Methoden vorgestellt werden, um die durch Gasreibung auftre-
tenden Verluste bestimmen zu koénnen. In der Literatur ist nur wenig dariiber zu finden. In

[16] und [38] werden z.B. nur die Reibungsverluste bei diinnen Scheiben beschrieben. Wie
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verbunden

Abbildung 3.22: Verbessertes Modell zur Bestimmung der Eigenfrequenzen

auch in [79] soll hier die in [96] beschriebene Methode verwendet werden. Um die Ventila-
tionsverluste gering zu halten, wird das Flywheel in einem evakuierten Behélter betrieben.
Dadurch soll nicht nur eine héhere Effizienz erreicht, sondern auch die Erwarmung des
Rotors in Grenzen gehalten werden.

Bei niedrigem Druck sind nicht mehr die Kollisionen der Gasmolekiile untereinander
ausschlaggebend, sondern die Kollisionen der Molekiile mit der Behélterwand bzw. mit
dem Rotor. Nimmt der Druck ab, wird die mittlere freie Weglénge der Gasmolekiile grofier.

Die dimensionslose Knudsen-Zahl

Kn=— 3.95
=2 (3.55)

wird aus dem Verhéltnis der mittleren freien Wegldnge A und einer charakteristischen Linge
L, die im vorliegenden Fall der Luftspalt ist, gebildet. Ist die Knudsen-Zahl sehr klein, liegt
eine Kontinuumsstromung vor, die mit den Navier-Stokes-Gleichungen beschrieben werden
kann. Bei dieser ist die Stromungsgeschwindigkeit an einer Wand gleich der Wandgeschwin-
digkeit. Mit sinkendem Druck steigt die freie Weglange und die Strémung beginnt sich von

der Wand zu 16sen, wodurch sich zwischen Wand und Fluid eine Relativgeschwindigkeit
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einstellt. Diese Stromungsart wird als Schleppstrémung bezeichnet. Bei weitersinkendem
Druck iiberwiegen die Kollisionen der Molekiile mit der Behélterwand gegeniiber denen
der Molekiile untereinander und es stellt sich eine molekulare Stromung ein. Die einzelnen

Bereiche konnen mit der Knudsen-Zahl abgegrenzt werden:

Kn <0.1 ... Kontinuumsstréomung
0.1< Kn<3 ... Schleppstromung (3.56)
Kn>3 ... molekulare Stromung.

Die mittlere freie Wegldnge kann nach [96] mit

3.1-107572
A= — — 3.57
(T +110.4)p (3.57)

angegeben werden, worin p den Druck und T die absolute Temperatur bezeichnen. Um
die Verluste in Grenzen zu halten, ist fiir das Flywheel nur der Betrieb in einer Schlepp-
stromung oder molekularen Stromung geeignet. Daher wird im Weiteren nicht auf die
Kontinuumsstromung eingegangen.
Liegt eine molekulare Strémung vor, kann die Wandschubspannung an einem rotierenden
Zylinder nach [96] mit
1 2RT

T=Gpwry| —— (3.58)

angegeben werden, wobei p die Dichte des Fluids, r den Radius, w die Winkelgeschwin-
digkeit und R die spezifische Gaskonstante bezeichnen. Durch Verwendung der idealen

Gasgleichung
P gr (3.59)
P

erhélt man die Leistung der Wandschubspannung fiir den Zylindermantel als das Produkt

aus Wandschubspannung, Mantelfliche und Umfangsgeschwindigkeit zu

2
Pyc =py/ R—;huﬂr‘g ) (3.60)

worin h die Zylinderhohe bezeichnet. Fiir die Verlustleistung der Zylinderstirnflichen muss
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die Wandschubspannung iiber deren Fliache integriert werden und es ergibt sich

p 2 44
P, = =4/ — . .61
w,D 2\/RTOJ’I“ (3.61)

Das Vorliegen einer Schleppstrémung wird durch eine Korrektur der Wandschubspan-

nung aus Gl. (3.58) wie folgt berticksichtigt (vgl. [96])

1 ORT [ 2Kn
= ~pwry . 62
TN <1—|—2Kn> (362)

Zusammengefasst ergibt sich die Verlustleistung der Gasreibung eines rotierenden Zylinders

| 2w 1 2Kn
Pw = Iw,C + Pu),D =D ﬁ&)Q (hT3 + 27‘4) (1_1_2[(”> . (363)

Fiir die Bestimmung der Ventilationsverluste des Flywheels wurde angenommen, dass

zu

die Temperatur auf der Mantelfliche und den Stirnseiten des Zylinders gleich und kon-
stant ist. Diese Annahme trifft aufgrund der linearen Geschwindigkeitsverteilung auf der
Zylinderstirnseite nicht zu. Die dadurch entstehenden Abweichungen sind aber vernach-
lassigbar klein. Im Bereich der SRM und der Radiallager wurde ein mittlerer Radius und
ein mittlerer Luftspalt angenommen. Bei den Stirnseiten des Composite-Pakets wurde be-
riicksichtigt, dass im Bereich der Welle keine Gasreibung vorhanden ist. Die anteilige Ver-
lustleistung wird daher subtrahiert. Des Weiteren ist berticksichtigt, dass im Bereich der
Statortragerhiilse ein geringerer axialer Luftspalt vorliegt. Die Abmessungen des Rotors
sind in Abbildung 3.23 dargestellt. In Abbildung 3.24 ist der Verlauf der Gasreibungsver-
luste iiber dem Druck bei konstanter Winkelgeschwindigkeit und der Verlauf der Verluste
bei variabler Winkelgeschwindigkeit dargestellt. Dabei wurde eine Betriebstemperatur von
323.15 K angenommen. Zu erkennen ist die quadratische Abhéngigkeit der Verlustleistung
von der Drehzahl.

Um die angestrebte Selbstentladung von < 20% iiber 12 Stunden zu erreichen, ist das
Schwungrad bei einem Containmentdruck von 0.01 Pa bis 0.05 Pa zu betreiben. Dies er-
fordert zur Evakuierung den Einsatz einer Drehschieberpumpe in Kombination mit einer

Turbomolekularpumpe.
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Abbildung 3.23: Abmessungen zur Berechnung der Gasreibungsverluste des Flywheels (An-
gaben in mm)
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Abbildung 3.24: Abhéingigkeit der Gasreibungsverluste von Druck und Winkelgeschwin-
digkeit
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4 Schlussfolgerungen und Diskussion

4.1 Effizienter Energietransfer — Switched Reluctance
Machine

In Kapitel 2 ist die Auslegung der SRM fiir das Flywheel beschrieben. Dabei wurde das
Regelungskonzept der Maschine in das Gesamtredundanzkonzept des Flywheels integriert
und angepasst. Zur Analyse des Maschinenverhaltens wurden verschiedene Modelle erstellt.
Abbildung 4.1 zeigt die assemblierte Stator- und Rotorhiilse sowie die SRM mit Spulen.

Die Berechnung der generierten Kréfte erfolgte mittels dem Prinzip der virtuellen Arbeit
und zeigt eine gute Ubereinstimmung mit der iiblichen Integration des Maxwelltensors,
allerdings sind die Anforderungen an die Feinheit des FE-Gitters wesentlich geringer.

Zur Bestimmung der Eisenverluste wurde die Steinmetzgleichung verwendet. Die FEr-
gebnisse zeigten gute Ubereinstimmung zu Berechnungen mit der FE-Software FEMAG,
allerdings bei wesentlich kiirzerer Rechenzeit. Lediglich die Wirbelstromverluste im Rotor
werden unterschétzt. Aufgrund der Aufteilung der Geometrie in unterschiedliche Bereiche
entsteht durch die Mittelung der Flussdichte ein Fehler, der sich in den Verlusten auswirkt.
Eine Verbesserung der Ergebnisse kann erwartet werden, wenn die Geometrie noch weiter
unterteilt wird.

Zur Dimensionierung wurden verschiedene Parameterstudien durchgefiihrt. Insbesondere
die Auswirkungen der Wahl der Polwinkel, der Linge und des Wellenradius wurden de-
tailliert betrachtet. Die Parameter haben Einfluss auf viele einander teils widersprechende
Anforderungen, womit haufig ein Kompromiss zu schliefsen ist.

Fiir die Bestimmung der Ein- und Ausschaltwinkel wurden Optimierungen mittels dy-
namischer Simulation durchgefiihrt, um in der Echtzeitimplementierung offline ermittelte
Kennfelder verwenden zu kénnen und damit die Rechenzeit zu verkiirzen. Zielfunktion der
Optimierung war der Gesamtwirkungsgrad von SRM und der Leistungskonverter, der in
weiten Bereichen iiber 95% liegt.

Bei der Konzeptionierung der Regelung wurde insbesondere beim Stromregler auf ei-
ne kurze Rechenzeit geachtet. Kern der Regelung ist der kriftekompensierende Betrieb
zur Kompensation von magnetischen Kréften, verursacht durch einen aufsermittigen Lauf.

Hierbei wurden drei verschiedene Varianten erarbeitet. Die Anpassung des Sollstroms ist
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Abbildung 4.1: Assemblierte Statorhiilse mit SRM, Fanglager und Magnetlager sowie as-
semblierte Rotorhiilse und SRM mit Spulen

die naheliegendste Variante, hat jedoch den groffen Nachteil, dass die Stromfiithrung auf-
grund der hohen induzierten Spannung schwierig ist. Bei der Quasi-Parallelschaltung wird
in gegeniiberliegenden Spulen derselbe Fluss erzeugt, wodurch die Kréfte sinken. Nachteilig
ist, dass hier auf einen mittleren Strom geregelt wird. Dem steht der Vorteil gegeniiber,
dass im Vergleich zu einer tatséchlichen Parallelschaltung auch der ohmsche Widerstand

bertiicksichtigt wird und dass keine Information iiber die aktuelle Rotorposition verfiighar
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sein muss, wodurch auch fertigungsbedingte Imperfektionen ausgeglichen werden kénnen.
Die dritte Variante ist die Regelung des verketteten Flusses, bei der zusétzlich Streu-
fliisse beriicksichtigt werden. Alle Varianten wurden anhand von Messungen validiert, bei
denen auch eine sehr gute Ubereinstimmung der Simulationsmodelle festgestellt wurde
(vgl. z.B. Abbildung 2.65). Es wurde eine Kompensation der generierten Kréfte bis zu 86%
erreicht. Eine Verbesserung der Regelung kann insbesondere durch die Implementierung
gemessener Daten in den pCs erreicht werden.

Auflerdem wurde ein lagernder Betrieb der Maschine untersucht, der ebenfalls mit dem
Konzept in Einklang ist und eine Erhohung der Zuverlédssigkeit oder eine kleinere Dimen-
sionierung der Magnetlager ermoglicht. Untersucht wurden eine Anpassung des Sollstroms
sowie des verketteten Flusses entsprechend einer Positionsregelung. Durch beide ist eine
radiale Stabilisierung des Rotors moglich. Die Regelung des verketteten Flusses bietet eine
wesentlich bessere Regelung der Stellkraft, allerdings ist die Riickwirkung auf die Reg-
lerkaskade sehr groft, wodurch, insbesondere im Motorbetrieb, die Sollleistung nicht mehr
erbracht wird. Anhand von Simulationen wurde festgestellt, dass mit der entwickelten Re-
gelung ein stabiler Lauf des Flywheels bis hinunter zu einer Winkelgeschwindigkeit von
30 rad/s moglich ist. Durch Adaption der Reglerparameter konnte hier eine noch geringere
Drehzahl erreicht werden.

Des Weiteren wurden die Kennlinien der Maschine mit realer und idealisierter Geometrie

verglichen sowie die Festigkeit untersucht.

4.2 Steigerung der Energiedichte — Rotor und Schwungmasse

Abbildung 4.2 zeigt den assemblierten Rotor sowie das Gesamtsystem mit Vakuuman-
schluss.

Grundlegende Betrachtungen zum Rotordesign wurden bereits in [46] beschrieben. Dar-
auf aufbauend wurden die bestehenden Modelle um das Kriterium nach Puck erweitert.
Zur Optimierung der hohlzylinderférmigen Schwungmasse wurden verschiedene Modelle
fiir die Festigkeitsanalyse und Bestimmung der Eigenfrequenzen verwendet. Der optimier-
te Rotor weist eine Energiedichte von 18.57 Wh/kg auf. Des Weiteren wurden der Presssitz
zwischen Welle und Schwungmasse dimensioniert und analysiert sowie die Spannungen der
Systemkomponenten tiberpriift.

Nach der Fertigung der Schwungmasse trat wihrend dem Fiigen mit der Welle ein um-
laufender Riss auf. Dieser kann aufgrund eines Fertigungsfehlers bzw. in Kombination mit

verschlechterten Materialeigenschaften aufgrund der tiefen Temperaturen beim Fiigen von
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Abbildung 4.2: Assemblierter Rotor und assembliertes Gesamtsystem mit Vakuuman-
schluss

Welle und Schwungmasse entstanden sein. Um dies bei einem zweiten Anlauf zu vermeiden,
wurde eine Stahlhiilse zwischen Welle und Schwungmasse eingefiigt, die einen thermischen
Puffer darstellt. Auflerdem wurde die Schwungmasse vorher erwéarmt und wihrend des
Fiigeprozesses zusétzlich Warme eingebracht. Dadurch verlief der zweite Fiigevorgang er-
folgreich.

Die mit dem zur Optimierung verwendeten Modell berechneten Eigenfrequenzen wichen
erheblich von gemessenen Werten ab. Fine Adaption der Modelle brachte eine wesentliche
Verbesserung der Pradiktionsfahigkeit. Da die Welle und die Rotoraufsétze als fest verbun-
den modelliert wurden, wurde die Steifigkeit iiberschétzt. Ein Losen des Kontakts naherte
die Simulation an die Messwerte an.

Da bei der hohlzylindrischen Schwungmasse die grofite Belastung in radialer Richtung
auftritt, wird das hochfeste Material nicht ausgereizt. Daher wurde eine Topologieoptimie-
rung durchgefiihrt, um das Potential des Materials zu nutzen. Zu diesem Zweck wurde
ein genetischer Algorithmus verwendet, der fiir das vorliegende Problem adaptiert wur-
de. Dessen Funktionalitdt wurde an zwei Beispielen veranschaulicht und aufierdem zur

Berechnung einer Scheibe konstanter Vergleichsspannung verwendet. Darauf aufbauend



4.2 STEIGERUNG DER ENERGIEDICHTE — ROTOR UND SCHWUNGMASSE 175

Abbildung 4.3: Vergleich verschiedener Schwungmassenformen und Veranschaulichung der
erreichten Steigerung der Energiedichte

wurde eine Optimierung mit CFK durchgefiihrt und die Geometrie des Optimum-Shape-
Flywheels abgeleitet. Eine Verbesserung der Optimierungsmethode kann durch zusétzliche
Verwendung von Dreieckselementen erreicht werden. Dadurch wird eine glattere Kontur
erreicht, womit Spannungsspitzen vermieden werden.

Mit einer Reduktion der Optimierungsvariablen ist weiters eine Optimierung mit einem
Gradientenverfahren durchgefiithrt worden. Um die Vergleichbarkeit zu wahren, sind die
Geometriedaten der Welle sowie die Gesamtrotormasse konstant gehalten worden. Die
erreichte Energiedichte betrégt 36.19 Wh /kg. Zusétzlich wurde ein Rotor mit H-formiger
Schwungmasse optimiert, dessen Energiedichte 29.52 Wh /kg betragt. Abbildung 4.3 stellt
die Optimierungsergebnisse einander gegeniiber.

Bei allen Optimierungen wurde eine Entladetiefe von 90% gewihlt. Eine Einbindung der

Optimierung der elektrischen Maschine kdnnte hier eine weitere Steigerung bringen.
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A. Effizienter Energietransfer —

Switched Reluctance Machine

A.1 Bestimmung der Polwinkel bei Verwendung von
Elektroblech

Abbildung A.1 zeigt das mittlere Drehmoment pro Lénge bzw. Volumen bei Verwendung
des Elektroblechs M111-35S. Die Betrachtungen sind analog zu denen in Kapitel 2.7.1 fir
Vacoflux 50. Das mittlere Drehmoment pro Lénge hat ein Maximum von 155.4 Nm/m
bei 85 = 43° und (, = 44°. Das mittlere Drehmoment pro Volumen hat das Maximum
3321.9 Nm/m? bei 35 = 31° und 3, = 32°.

3400

3300 =
3200} 3
3100}
3000}
2900¢
2800}

27001

mittleres Drehmomen pro Lange in Nm/m

26001

mittleres Drehmomen pro Volumen in Nm/m

100 1 1 1 1
30 35 40 45 30 35 40 45

Statorpolwinkel in ° Statorpolwinkel in °

2500

Abbildung A.1: Mittleres Drehmoment pro Lénge und pro Volumen in Abhéngigkeit vom
Statorpolwinkel bei Verwendung von M111-35S
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A.2 Flussdichte in den verschiedenen Maschinenbereichen
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Abbildung A.2: Verlauf der magnetischen Flussdichte bei einer Bestromung von 20 A des
Spulenpaars A in den einzelnen Maschinenbereichen aus Abbildung 2.9
iiber eine vollstdandige Rotordrehung



A .3 SIMULATIONSERGEBNISSE

181

A.3 Simulationsergebnisse
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Abbildung A.3: Gegeniiberstellung der verschiedenen Regelalgorithmen; Mittelwert der ge-
nerierten Kréfte bei verschiedenen Sollleistungen und Winkelgeschwindig-
keiten bei Lage der Unwucht zwischen zwei Rotorpolen; iiber Drehzahl
und Leistung gemittelter Wert sowie Minimum und Maximum der Kraft-
kompensation bezogen auf den Normalbetrieb
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B. Steigerung der Energiedichte —

Rotor und Schwungmasse

B.1 Materialdaten

Tabelle B.1: Materialparameter des verwendeten CFKs und GFKs (vgl. [46])

Symbol ‘ Bezeichnung ‘ CFK ‘ GFK
E, E-Modul in ¢-Richtung in GPa 145.38 | 45.18
E, E-Modul in r-Richtung in GPa 9| 10.59
E, E-Modul in z-Richtung in GPa 9| 10.59
Gor Schubmodul in ¢r-Ebene in GPa 4.97 4.71
Gy Schubmodul in @z-Ebene in GPa 4.97 4.71
Gy Schubmodul in rz-Ebene in GPa 3.55 4.01
Vrg Querkontraktionszahl rp 0.015 | 0.0481
Vzp Querkontraktionszahl ze 0.015 | 0.0481
Vor Querkontraktionszahl r 0.24 | 0.205
Vs Querkontraktionszahl zr 0.27 | 0.319
Vs Querkontraktionszahl pz 0.24 | 0.205
Uy Querkontraktionszahl rz 0.27 | 0.319
p Dichte in kg/m3 1535.5 | 2033.5
Qyp Wirmeausdehnungskoeffizient in ¢-Richtung in 1076 /K 0.53 6.97
Q- Wirmeausdehnungskoeffizient in r-Richtung in 1076 /K 33.6 | 28.53
o, Wirmeausdehnungskoeffizient in z-Richtung in 1076 /K 33.6 | 28.53
Rl Zugfestigkeit in ¢-Richtung in MPa 2179 1280

1 Druckfestigkeit in ¢-Richtung in MPa 1702 800
R, Zugfestigkeit in r- und 2z-Richtung in MPa 98 40

5o Druckfestigkeit in r- und z-Richtung in MPa 210 145
Ros Schubfestigkeit in rz-Ebene in MPa 115 73
Kmaz max. Energiedichte in Wh /kg 197.1 87.4

Tabelle B.2: Materialparameter des verwendeten Aluminiums und Stahls sowie des weich-
magnetischen Materials Vacodur 50 (aus [74])
‘ Aluminium ‘ Stahl ‘ Vacodur 50

E-Modul in GPa 70 210 250
o, in MPa 275 800 390
Querkontraktionszahl 0.3 0.3 0.3
Wirmeausdehnungskoeffizient in 1076 /K 23 13 10.2
Dichte in kg/m? 2700 | 7850 8120
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Symbolverzeichnis

Q e Warmeiibergangskoeffizient

QU v Wirmeausdehnungskoeffizienz in i-Richtung

Al Geometrieparameter der CSD-Referenzlosung

B Warmeausdehnungskoeffizient

Br o Rotorpolwinkel

Bl Radius der CSD-Referenzlésung

Bs o Statorpolwinkel

X normierter Radius der CSD-Referenzlosung

Ad .............. Korrektur der normierten Spannung

Alp oo Stromkorrektur zur Kraftegenerierung

JAV 7 A diskrete Anderung der unteren Rotorkontur

Ahyi oo, diskrete Anderung der oberen Rotorkontur

Al oo Stromkorrektur

Afg .............. Korrekturstrom

Aly oo, Stromkorrektur zur Kompensation von Unwuchtkriften

JAN) S Stromkorrektur aufgrund z-Verschiebung

JAN) Stromkorrektur aufgrund y-Verschiebung

Ay oo aktuelle Differenz des Verkettungsflusses

Ay oo Korrektur der Differenz des Verkettungsflusses zur
Kraftkompensation

AYp oo Korrektur der Differenz des Verkettungsflusses zur
Generierung von Kriften

Apg oo, Differenz des Verkettungsflusses aufgrund x-Verschiebung

Ay oo Differenz des Verkettungsflusses aufgrund y-Verschiebung

AT oo Temperaturédnderung

At oo Zeitspanne

We o Variation der elektrischen Energie

Wy o Variation der magnetischen Energie

Wi oo Variation der mechanischen Arbeit

€ Emissionsgrad

W /Km?
1/K

1/K

= >

1/m
1/m
Vs

Vs
Vs

Vs/Am
Vs/Am

[0}

o N
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E?j ............... initiale Verzerrung
Bt erzielbare Energiedichte J/kg oder Wh /kg
BKnam «vvveeeeeennn theoretisch mogliche Energiedichte;

spezifische Festigkeit J/kg oder Wh/kg
A Wirmeleitfahigkeit W/mK
A mittlere freie Wegldnge m
O o magnetische Feldkonstante, Vakuumpermeabilitét,

4 - 1077 N/A?
Voo Querkontraktionszahl
Voot kinematische Viskositét m? /s
79 B pradizierte Winkelgeschwindigkeit rad/s
W oo Winkelgeschwindigkeit rad/s
7 Referenzwinkelgeschwindigkeit bei 350 V rad /s
Wemnd v veeennennes Winkelgeschwindigkeitsvorgabe rad/s
wh elastische Figenkreisfrequenzen des Rotors rad/s
Qs oo maximale Betriebswinkelgeschwindigkeit rad/s
Qin o ovenn. minimale Betriebswinkelgeschwindigkeit rad/s
Wi eeeeeie e Eigenkreisfrequenz
w]’i,i ke Nickeigenkreisfrequenz rad/s
Wiz wveveeeees Eigenkreisfrequenz der Schwingung in x-Richtung rad/s
Wiy oeeenenenenn Eigenkreisfrequenz der Schwingung in y-Richtung rad/s
Wref wvevevenenns Winkelgeschwindigkeitsreferenz rad/s
WIR wvevenanannn. Winkelgeschwindigkeit bei der Messung rad /s
D . magnetischer Fluss Wb
D magnetischer Fluss im Maschinenbereich ¢ in radialer Richtung Wb
Yo Parameter im Puck-Kriterium
Yoo verketteter Fluss Vs
Wo o positionsabhéngige Korrektur der Differenz des

Verkettungsflusses Vs/A
Y1 oo aktueller Verkettungsfluss der Spule 1 Vs
Yo o aktueller Verkettungsfluss der Spule 2 Vs
D Dichte kg/m3
PCU20° « e spezifischer Widerstand von Kupfer bei 20°C

17.8 107 Qm?/m
Om e Spannungsvektor MPa
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(o7 7 B, aktueller Spannungszustand MPa
Jz‘j ............... fiktiver Spannungszustand auf der Versagensflache MPa
o2V maximal zuléssige Vergleichsspannung MPa
T Periodendauer S
T Wandschubspannung Pa
Teo e Zeitpunkt bis zum Abflachen der Winkel-

geschwindigkeitsvorgabe S
0 .. pradizierter Winkel rad
0 Rotorwinkel °
Opp oo Winkel der Bruchebene rad
Ooff «ovvveenn, Ausschaltwinkel ©
Oon oo Einschaltwinkel °
Q9 T Verhiltnis von maximaler zu minimaler

Betriebswinkelgeschwindigkeit
Covenni Déampfung
Q oo Materialparameter in der Steinmetzgleichung
A oo Temperaturleitfahigkeit m? /s
Qe v Leiterquerschnittsflache m?
AcFE oo Spulenquerschnittsfliche im FE-Modell m?
A Flache der einzelnen Maschinenbereiche m?
a, oo Geometrieparameter der CSD-Referenzlosung
B ... magnetische Flussdichte T
b oo Materialparameter in der Steinmetzgleichung
By oo Referenzflussdichte T
B o Geometrieparameter der CSD-Referenzlosung
B . .............. gemittelte Flussdichte im Bereich ¢ T
Biy coiiiiiiin.. gemittelte Flussdichte im Bereich i in radialer Richtung T
Boaz oo maximal zuléssige Flussdichte im Statorpol T
B oo Flussdichte in radialer Richtung T
By oo Flussdichte in Umfangsrichtung T
Ches wovvevannann. Gesamtkapazitit je Zwischenkreis F
Clom voverrneenennn Koeflizienten zur Winkelgeschwindigkeitsschatzung
d oo normierte Spannung
di oo normierte Spannungsvorgabe fiir die Spule 1

dy oo normierte Spannungsvorgabe fiir die Spule 2
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Aemnd «ovvveennenn. normierte Spannung zur Regelung des mittleren Stroms
Dy ool Lehrsches Dampfungsmaf der Schwingung in z-Richtung
Dy ............... Lehrsches Dampfungsmafs der Schwingung in y-Richtung
E ... Elastizitatstensor

€ i Exzentrizitat

T Stromregelfehler der Spule 1 bzw. 2

Erin, oo .. kinetische Energie

Eewn ooooeeiiii. Energieinhalt in kWh

U e Spannungsregelfehler

€y e Regelfehler bei Positionsregelung

Foooo beschreibende Funktion der Versagensfldche
o Frequenz

fo oo Referenzfrequenz

oo generierte Kraft bei Bestromung der Spule 1
1o Konstante

Fy oo generierte Kraft bei Bestromung der Spule 2

fo o Konstante

Fopa oo Sollkraft

Fro.oooooo....... Fillfaktor

Foae . maximale Regelsollkraft

Foo oo Volumenlast aufgrund der Winkelgeschwindigkeit

Jwl oo Skalierungsfaktor im Puck-Kriterium

Fp ool generierte Kraft in z-Richtung

Fy ... generierte Kraft in y-Richtung

[ Erdbeschleunigung 9.81 m/s?

[ nominaler Luftspalt

Gew wovvennnnn. Ubertragungsfunktion des Winkelgeschwindigkeitsreglers
Ger oo Ubertragungsfunktion des Zwischenkreisspannungsreglers
Gpap voveennns Ubertragungsfunktion der Strecke bei Flussregelung

(€ Ubertragungsfunktion der Strecke bei der Stromregelung
Gpu «oeveien Ubertragungsfunktion der Strecke zur

Winkelgeschwindigkeitsregelung
Gpu oo Ubertragungsfunktion der Strecke zur
Zwischenkreisspannungsregelung

Gpy oo, Ubertragungsfunktion der Strecke der Positionsregelung

GPa

[}

kWh

N/m?

z
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Gr ............... Grashofzahl
H ............... magnetische Feldstérke A/m
hoo Hohe der Schwungmasse m
hi,...;hg ool Geometrieparameter der optimierten Rotorform m
he oo Spulenhéhe m
Rl oo Scheibendicke der CSD-Referenzlosung m
Hp oo Funktion der unteren Rotorkontur m
Bnaz «vvvveennnnn. diskreter Wert der oberen Kontur am Aufsenradius
R g e Geometrieparameter der CSD-Referenzlosung
hpp oo Hohe des Rotorpols m
Py oo Dicke des Rotorriickschlusses m
hsp ool Hohe des Statorpols m
Hgtator «vvvvvnn.. Kontur der Statorhiilse m
Psy oo Dicke des Statorriickschlusses m
Hy, .............. Funktion der oberen Rotorkontur m
Hyo ..ol Wert der oberen Rotorkontur am Innenradius m
H, .............. Referenzlosung der CSD m
L diskretisierte Rotorhohe
I .. Trégheitstensor des Rotors um den Schwerpunkt kgm?
I o Strom A
Lig ool aktueller Strom in Spule 1 bzw. 2 A
Diemd oot Sollstrom der Spule 1 A
Iema oot Sollstrom der Spule 2 A
Tod oot Sollstrom A
Tepp oot Effektivwert des Stroms A
I . mittlerer Strom A
I maximal auftretender Strom A
gzt ~-ovvvnen maximal zuléssiger Strom A
Lo oo Tragheitsmoment um die z-Achse kgm?
Ing oo, Trégheitsmoment um die z-Achse der Systemkomponenten kgm?
I, oo Tréagheitsmoment um die y-Achse kgm?
L .o Trégheitsmoment um die Rotationsachse kgm?
Lo ..ooooooo. Tréagheitsmoment um die Rotationsachse der

Systemkomponenten kgm?
Jiooo Stromdichte im Bereich der Spule 1 A/m?
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Jo oo Stromdichte im Bereich der Spule 2 A/m?
Jmaz «oeeeenn maximal zuldssige Stromdichte A/ m?2
K ... Geometriefaktor fiir isotrope Schwungmassenformen
koo Lagersteifigkeit N/m
Kpy ..ot differentielle Regelverstarkung zur Positionsregelung N/ms
kg oo Wirbelstromverluste pro Masse bei einer Flussdichte By

und einer Frequenz fy W /kg
3 = A Hystereseverluste pro Masse bei einer Flussdichte By

und einer Frequenz fj W /kg
Kr.ooooooooooo.. Steifigkeit fiir den Strom N/A?
Kre oo, integrale Regelverstarkung zur

Winkelgeschwindigkeitsregelung Nm
kp oo Langenfaktor
Kn .............. Knudsen-Zahl
Kpr ....o........ proportionale Regelverstarkung des Stromreglers V/A
Kp7r oo proportionale Regelverstarkung des Stromreglers bei

maximaler Drehzahl V/A
K}I‘}” ............ proportionale Regelverstarkung des Stromreglers bei Stillstand V/A
Kpy oo, proportionale Regelverstarkung zur

Winkelgeschwindigkeitsregelung Nms
Kpyy «ovovenann. proportionale Regelverstiarkung fiir die Flussdifferenzregelung  1/Vs
Ky .o Steifigkeit fiir den Verkettungsfluss N/VsA
Kpyp oot proportionale Regelverstiarkung 1/Vs
Krg..oooooooo0. integrale Regelverstarkung der

Zwischenkreisspannungsregelung W/ Vs
Kpy ool proportionale Regelverstarkung der

Zwischenkreisspannungsregelung W/V
Kpy ..., proportionale Regelverstarkung zur Positionsregelung N/m
ke oo Lagersteifigkeit in z-Richtung N/m

Y e Lagersteifigkeit in y-Richtung N/m

L ... Induktivitat H
L ... Maschinenlénge m
L. charakteristische Lénge m
Ly1 oo, Selbstinduktivitat der Spule 1 H
Lig oot Gegeninduktivitdt der Spule 1 auf die Spule 2 H
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Loy oot Gegeninduktivitat der Spule 2 auf die Spule 1 H
Logs ... .. Selbstinduktivitat der Spule 2 H
Ly oooiiiiiii.. Induktivitéat in iiberdeckter Rotorposition H
b untere Schranke
1 o Elementlange m
L_ .. Induktivitét bei gegensinniger Serienschaltung H
L ............... normierte Induktivitét
Ly ool Induktivitét bei gleichsinniger Serienschaltung H
Lspagt -vovovnvnn. axiale Verlangerung der Welle m
Ly oo Induktivitéat in nichtiiberdeckter Rotorposition H
M oo Drehmoment Nm
M o diskreter mittlerer Radius
Moo Rotormasse kg
MG et Masse des SRM-Bereichs ¢ kg
M ... mittleres Drehmoment Nm
N Anzahl der Elemente
N Anzahl der Windungen pro Spule
Ney oo, Filterkoeffizient bei der Positionsregelung Hz
Ny oo, Anzahl der Harmonischen im Flussdichteverlauf
Nu oot Nusseltzahl
P Leistung W
Do Druck Pa
pg’{z .............. Parameter im Puck-Kriterium
Powd oot Sollleistung w
Peony oo .. Summe der Leit- und Schaltverluste der Leistungskonverter W
Prono oo, zeitlicher Mittelwert der Leit- und Schaltverluste

der Leistungskonverter W
Prist oo Leistungs-Storgrofensprung \W%
Pg ... ... Wirbelstromverluste w
Pg, ... Wirbelstromverluste im Rotor W
Pps ..o Wirbelstromverluste im Stator W
Poon oo Eisenverluste W
Piron, o gemittelte Eisenverluste w
Pgp o gemittelte Wirbelstromverluste W
Py, ... Hystereseverluste im Rotor W
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) Hystereseverluste im Stator

P oo Hystereseverluste

Py ool gemittelte Hystereseverluste

Pro.o.ooo integraler Regelanteil der Zwischenkreisspannungsregelung
PIAN ............. eingespeiste Leistung in Zwischenkreis A

PIBN ............. eingespeiste Leistung in Zwischenkreis B

PICN ............. eingespeiste Leistung in Zwischenkreis C'

p',;’lc .............. Steigungsparameter im Puck-Kriterium

PG maximale Sollleistung im Generatorbetrieb

PM maximale Sollleistung im Motorbetrieb

Poech oo mechanische Leistung

Prcch oo, gemittelte mechanische Leistung

Pyug oo Motor/Generator-Ausgangsleistung

Pyetr oo Ausgangsleistung der oberen SRM

Pyuge oo Ausgangsleistung der unteren SRM

Po ..ol gemittelte Stromwirmeverluste

Po ............... Stromwarmeverluste

P Anzahl der Rotorpole

Py oo Anzahl der Statorpole

P oo Leistungstoleranz

Py oo Verlustleistung der Gasreibung

Poo ool Leistung der Wandschubspannung am Zylindermantel
Pyp .oooviiiil. Leistung der Wandschubspannung an der Zylinderstirnfliche
G oo Warmestromdichte

R ... Versagenswahrscheinlichkeit; Kehrwert der Sicherheit
R .. ohmscher Widerstand

R ... spezifische Gaskonstante

A Radius

Ry,.... Ry ... ... Radien der optimierten Rotorform

Ry o Parameter im Puck-Kriterium

Roy ool Parameter im Puck-Kriterium

Ra .............. Rayleighzahl

Ry .o Innenradius der Schwungmasse

Rfdc .............. Festigkeitsparameter

Ry ... ... mittlerer Radius

f=E==z=2=2=2=z32 ==z=z2 ===

=2 2 =

[\

W/m

2

MPa
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Ry ool Aufsenradius der Schwungmasse m
Rei ool Rotorinnenradius; Wellenradius m
R oo Rotorpolradius m
Rso oo, Statoraufenradius m
Rep ool Statorpolradius m
S Sicherheitsfaktor
S Frequenzparameter der Laplacetransformation
T Temperatur K
T Zeit S
Too v, Umgebungstemperatur K
Ts oo Abtastzeit S
U ..., Spannung A%
U oeeaeiin translatorische Verschiebung in z-Richtung m
L an Spule 1 angelegte Spannung v
Uy ool an Spule 2 angelegte Spannung A%
ub obere Schranke
L Sollspannung der Zwischenkreise A%
Upc oot Zwischenkreisspannung \Y
U éc ............. Spannung von Zwischenkreis A A%
U gc ............. Spannung von Zwischenkreis B A%
USC ............. Spannung von Zwischenkreis C' A%
Voo translatorische Verschiebung in y-Richtung m
We v evmeeannnn. Spulenbreite m
Wes wveeeeennnnnnn Abstand von Spule zur Polflanke m
We il elektrische Energie J
Wye oo magnetische Energie J
Wi Koenergie J
Wiy, Koenergie der Spule 1 J
Wio oo, Koenergie der Spule 2 J
Wi oo mechanische Arbeit J
Wrp evevanenenn. Rotorpolbreite m
Wep wovenennanenn. Statorpolbreite m
T Vektor der Optimierungsvariablen
TO e Anfangsauslenkung in z-Richtung m
YO vovreeeeann, Anfangsauslenkung in y-Richtung m
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Z Frequenzparameter der Z-Transformation

(Lnyt) oot kartesische Koordinaten im lokalen Koordinatensystem
einer Faser

(ry@,2z) vovenin... Zylinderkoordinatensystem

(2,y,2) oovinnn. kartesische Koordinaten
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Abkurzungsverzeichnis

AC................ alternating current; Wechselstrom

ADC.............. analog to digital converter; Analog-Digital-Wandler

Al Aluminium

AMB.............. Active Magnetic Bearing; Aktives Magnetlager

BEMF............. back electromotive force; gegenelektromotorische Kraft

BW...........o . backward whirl; Gegenlauf

CFK .............. Kohlenstofffaserverbundwerkstoff

CSD............ Constant Stress Disc; Scheibe konstanter Vergleichsspannung

DC................ direct current; Gleichstrom

DOD.............. Depth of Discharge; Entladetiefe

FE................ Finite Elemente

FEM .............. Finite Elemente Methode

FESS.............. Flywheel Energy Storage System; Schwungradspeicher

FF................ Fiber Failure; Versagen der Fasern

FFT............... Fast-Fourier-Transformation

FIR ............... Finite Impulse Response-Filter; Filter mit endlicher Impulsantwort

FW................ forward whirl; Gleichlauf

GFK.............. Glasfaserverbundwerkstoff

IFF............. ... Inter Fiber Failure; Zwischenfaserbruch

IGBT.............. insulated-gate bipolar transistor; Bipolartransistor mit isolierter
Gate-Elektrode

pCo Microcontroller

MTBF............. Mean Time Between Failures; mittlere Betriebsdauer zwischen
Ausfallen

MOSFET.......... metal-oxide-semiconductor field-effect transistor;
Metall-Oxid-Halbleiter-Feldeffekttransistor

100151 < mean squared error; mittlerer quadratischer Fehler

OSF............... Optimum Shape Flywheel

PMSM ............ permanentmagneterregte Synchronmaschine

PWM ............. Pulsweitenmodulation
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SEE............... Safe and Energy Efficient Flywheel

SIMP.............. Solid Isotropic Material with Penalization

SRM .............. Switched Reluctance Machine; geschaltete Reluktanzmaschine

ZECAp=0 o vvevnn Kraftkompensation durch Quasi-Parallelschaltung

ZFCr. ool Kraftkompensation durch Anderung der Sollstromvorgabe

ZFC py( I REEERRREES Kraftkompensation durch Regelung des Verkettungsflusses mit
Berechnung der aktuellen Flussdifferenz mittels Integration der
Spannung

ZECAp@L) - vvvveee Kraftkompensation durch Regelung des Verkettungsflusses mit

Berechnung der aktuellen Flussdifferenz mittels Beobachter
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