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Kurzfassung

Durch die Dezentralisierung der Antriebstechnik in der verarbeitenden

Industrie sind in zunehmendem Mass Servo-Antriebssysteme an den

Stellen der Arbeitsbewegungen erforderlich Bei linearen Bewegungen
kommen dabei immer häufiger elektromagnetische lineare Direktan¬

triebe zum Einsatz Durch den getnebe- und damit spielfreien Aufbau

lassen sich verschleissarme Systeme mit hoher Bewegungsdynamik bei

gleichzeitig guter Positioniergenauigkeit realisieren

Der in dieser Arbeit behandelte Polysolenoid-Lmearantneb zeichnet

sich aufgrund der hohen Kraftdichte sowie der leichten Lauferbauwei-

se durch em hohes Beschleunigungsvermögen aus Dabei handelt es

sich um einen zylinderförmigen, permanenterregten Synchronantrieb
mit genutetem Stator Mit dem Konzept des eisenlosen Laufers wird

eine querkr aft arme1 Bauform untersucht, ausgelegt und aufgebaut

Ausgehend von der Arbeitsbewegung wird zuerst allgemein auf die

Anforderungen dynamischer Linearantriebssysteme eingegangen Fur

den Polysolenoidantneb werden die verschiedenen Aspekte der An¬

triebsauslegung behandelt Umeine hohe Effizienz der Kraftbildung
zu erreichen, werden die geometrischen Verhaltnisse des magnetischen
Kreises mithilfe der Gute bewertet und optimiert Die Reluktanz-

krafte sowohl in axialer als auch in radialer Richtung werden posi-

tionsabhangig quantifiziert Wahrend die als Lastkraft wirkende axia¬

le Reluktanzkraft durch konstruktive Massnahmen minimiert wird,

1Die Querkraft entspricht der radialen Reluktanzkraft bei nichtzentrischer An¬

ordnung von Laufer und Stator, welche durch Fertigungstoleranzen bedingt ist
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Kurzfassung

ist die radiale Reluktanzkraft im Zusammenhang mit der Lagerung
des Läufers thematisiert. In den thermischen Betrachtungen wird so¬

wohl auf die Verluste als auch auf die Modellierung des Antriebs bei

unterschiedlichen Kühlungsarten eingegangen. Die thermischen Wi¬

derstände werden auf Basis der verschiedenen physikalischen Wärme¬

transportmechanismen ermittelt. Schliesslich wird das Wachstumsver¬

halten für die wichtigsten Auslegungs- und Kenngrössen bestimmt.

Die Berechnungen basieren sowohl auf analytischen als auch auf nu¬

merischen (FEM) Ansätzen. Die Ergebnisse werden anhand von Mes¬

sungen an einem realisierten Antrieb verifiziert.
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Abstract

On account of the decentralization of the drive technique in the pro¬

cessing industry, there is an increasing need for servo drive systems at

the locations of the working movements For linear movements more

and more electromagnetic linear direct drives are used The gearless
and therefore playless assembly allows of systems with little wear, high
movement dynamics and good positioning accuracy

The polysolenoid linear drive treated in this work is outstanding in its

high acceleration ability, based on the high power density as well as

on the lightweight slider construction It is a cylindrical, permanent

magnet synchronous drive with a slotted stator Using the concept
of the ironless slider, a construction with little radial force2 will be

examined, designed and realized

Starting with the load movement, the requirements of dynamic linear

drive systems are discussed For the polysolenoid drive, the different

aspects of the drive design are treated To achieve a high force ge¬

neration efficiency, the geometric ratios of the magnetic circuit are

valued and optimized with the aid of the performance factor The

reluctance forces both in axial and in radial directions are position

dependent quantified While the axial reluctance force, acting as load

force, is minimized by constructive measures, the radial force is discus¬

sed in connection with the slider bearing In thermal considerations,
the losses as well as the drive modelling at different cooling methods

2 Reluctance force based on excentric arrangement of slider and stator, caused

by fabrication tolerances
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Abstract

are studied. The calculations of the thermal resistances are based on

the different physical heat transfer mechanisms. Finally, the growth
behavior for the most important design parameters and drive charac¬

teristics will be determined.

The calculations are based both on analytical and on numeric (FEM)
approaches. The results are verified with measurements of a realized

drive.

xiv



Symbolverzeichnis

Formelzeichen (Grossbuchstaben)

A Querschnitt m2

B Magnetische Induktion T

BR Remanenzinduktion T

C Wärmekapazität J/K
CF Kraftkonstante N/A
Cfu Kraftkonstante/Spannungskonstante

(falls identisch)
N/A

Cu Spannungskonstante V/{m/s)
E Magnetische Energie J

E' Längenbezogene magnetische Energie J/m
E* Energiedichte J/rnß
F Kraft N

Fa Beschleunigungskraft N

FA Antriebskraft N

Fg Gewichtskraft N

Fl Lastkraft N

FN Normalkraft N

Fr Reibungskraft N

Fnei Reluktanzkraft N

Fq Querkraft, radiale Reluktanzkraft N

H Magnetisches Feld A/m
I Strom A

J Polarisation T

Kr Querkraftverschiebungskonstante N/m

XV



Symbolverzeichnis

KHy Hysterese-Verlustkoeffizient bei

sinusförmiger Bewegung

W/{m/s)

Kw% Wirbelstrom-Verlustkoeffizient bei

sinusförmiger Bewegung
W/{m/sf

L Induktivität H

En Normierte Induktivität bei N= 1 H

M Drehmoment Nm

N Anzahl Windungen einer Antriebsspule
Nu Nusselt-Zahl

Pr Prandtl-Zahl

P Leistung W

Pv Verlustleistung W

Pvn Kupferverluste w

PvFe Eisenverluste w

Pvw-i Wirbelstromverluste w

PvHy Hystereseverluste w

PVR Reibungsverluste w

Q Güte N2/W
R Ohmscher Widerstand Q

R Magnetischer Widerstand A/Trn2
R Thermischer Widerstand K/W
P-Fe Eisenverlustwiderstand Q

Re Reynolds-Zahl
Rn Normierter ohmscher Widerstand bei N= \ Q

S Hub m

T Zeit s

T Absolute Temperatur K

Tel Elektrische Zeitkonstante s

T Mittlere Temperatur K

T Mechanische Zeitkonstante s

Tth Thermische Zeitkonstante s

Tz y kl Zykluszeit der mechanischen Bewegung s

U Elektrische Spannung V

u% Induzierte Spannung V

UL Induktiver Spannungsabfall V

uR Ohmscher Spannungsabfall V

V Volumen TO3

z Polzahl

XVI



Symbolverzeichnis

Formelzeichen (Kleinbuchstaben)

a Beschleunigung m/s2

ag Grenzbeschleunigung m/s2
a Temperaturleitfähigkeit m2/ s

b Breite m

c Charakteristische Kraftfunktion N/A
an Normierte charakteristische Kraftfunktion

bei TV = 1

N/A

cv Volumenspezifische Wärmekapazität J/mfiK
C-rn Massenspezifische Wärmekapazität J/kgK
e Positionsfehler m

f Frequenz Hz

ff Kupfer-Füllfaktor

3 Stromdichte A/m2
k Geometrischer Skalierungsfaktor

kp Relative Polteilung

Krn Relative Magnetlänge

K/p Relativer Magnetradius

kst Relativer Statoraussenradius

kzk Relativer Zahnkopfquerschnitt
Je Relativer Rückschlussquerschnitt

kHy Hysterese-Verlustkoefnzient W/{m/.
kw-i Wirbelstrom-Verlustkoefnzient W/im/.
l Länge m

ich Charakteristische Länge m

m Masse kg

mL Lastmasse kg

m-LA Antriebslastmasse kg

m-LN Nutzlastmasse kg
r Ruck m/s'6
r Radius m

ri Innenradius m

ra Aussenradius m

s Position m

t Zeit s

V Geschwindigkeit m/s

xvn



Symbolverzeichnis

ü Übersetzungsfaktor
w Strömungsgeschwindigkeit
z Position des Läufers

m

m/s
m/s

Formelzeichen (Griechisch)

a Lagewinkel des Läufers

a Wärmeübergangskoefnzient
a Temperaturkoefnzient des el. Widerstandes

ß Wärmeausdehnungskoeffizient (p=konst)
ô Zahnkopfabstand, Nutschlitzbreite

Ar Versatz von Läufer- und Statorachse

e Emissionskoefnzient

7 Winkel der Bewegungsrichtung zur

Horizontalen

A Wärmeleitfähigkeit

p Magnetische Permeabilität

pr Relative magnetische Permeabilität

Pr Reibungskoefnzient für trockene Gleitreibung
v Kinematische Viskosität

tp Polteilung
6 Durchflutung
$ Magnetischer Fluss

^ Verketteter magnetischer Fluss

p Dichte

p Spezifischer el. Widerstand

ß Temperatur
oj Winkelgeschwindigkeit

rad

W/{m2K)
i/K
i/K

W/mK
Vs /Am

m2/'s
m

A

Vs

Vs

kg/m3
Qm

°C

rad/ s

Konstanten

g

Mo

a

Gravitationskonstante

Magnetische Feldkonstante

Stefan-Boltzmann-Konstante

9 81 m/s2
47ricr7 Vs /Am
5 67•1er8 W/(m2K-±

xvm



Symbolverzeichnis

Indizes (Grossbuchstaben)

1,2 Indizes der Antriebsphasen / der Statorenden

A Antrieb

Akt Aktiv

Cu Kupfer
E Ende

EK Erzwungene Konvektion

EL Erzeugt durch elektrische Bestromung
I Innen

K Konvektion

Ko Koenergie
L Last

L'a Läufer

Mess Messwert

MK Magnetkreis
NK Natürliche Konvektion

O Oberfläche des Stators

Ph Phase

PM Erzeugt durch Permanentmagnete
S Strahlung
Sat Sättigung

Sp Spule
St Stator

Soll Sollwert

U Umrichter

u Umgebung
ü Übergang
w Wicklung

Indizes (Kleinbuchstaben)

eff Effektivwert

el elektrisch

g Grenzwert

A Wärmeleitung



Symbolverzeichnis

me mechanisch

max Maximalwert

mean Mittelwert

opt Optimum
r Radiale Komponente des Zylinderkoordinatensystems
ru Rückschluss

th thermisch

z Axiale Komponente des Zylinderkoordinatensystems
zh Zahnhals

zk Zahnkopf

Abkürzungen

EB Einbauraum

KT Kurzteil

LT Langteil
PM Permanentmagnet
const, konstant

p.u. per unit

Schreibweisen

B Vektor

U_ Komplexe Grösse

U Betrag
F Spitzenwert

xx



Kapitel 1

Einführung

Heute werden Servo-Antrieb s système für die unterschiedlichsten An¬

wendungen eingesetzt. Während sie im Werkzeugmaschinenbau be¬

reits seit den Sechzigerjahren Verwendung finden, werden sie im Ver¬

arbeitungsmaschinenbau erst seit Ende der Achtzigerjahre auf breiter

Basis eingesetzt. Dazu geführt haben primär die sinkenden Kosten der

Komponenten, andererseits wurden die Systeme stetig verbessert. Für

einen Einsatz sprechen folgende Punkte:

• hohe Energieefnzienz

• kurze Rüstzeit

• Flexibilität bezüglich Prozessanbindung

• niedriger Installationsaufwand

• geringer Wartungsaufwand

• niedrige Arbeitsgeräusche

• Übernahme von Schutzfunktionen durch Servo-Controller

Der Einsatz von Servo-Antriebssystemen in Verarbeitungsmaschinen
führt zur Dezentralisierung der Antriebstechnik. Diese ist dadurch ge¬

kennzeichnet, dass der konventionelle grosse Zentralantrieb durch viele

kleinere Emzelfunktionsantriebe ersetzt wird (Abb. 1.1).
Die aufwändigen mechanischen Koppelstrecken zwischen dem Zen¬

tralantrieb mit 'Königswelle' und den Stellen der Arbeitsbewegungen

1



Kapitel 1 Einführung

Zentrale Antriebstechnik Dezentrale Antriebstechnik

Antriebssystem

Abb 1 1 Zentrale und dezentrale Antriebstechnik

können dadurch eliminiert werden Sie werden ersetzt durch em leis¬

tungsfähiges Kommunikationsnetzwerk, welches die autonom arbei¬

tenden Antriebssysteme sowie die zentrale Steuer- und Uberwachungs-
emheit miteinander verbindet So genannte Feldbus système überneh¬

men diese Aufgabe

Wahrend bei der zentralen Antriebstechnik die Synchronisation der

Bewegungen durch die mechanischen Kopplungen gegeben ist, wird

diese beim dezentralen System mithilfe der Antriebskommunikation

erreicht Mit steigender Geschwindigkeit der Bewegungsabläufe sind

auch erhöhte Anforderungen an Kommunikationsgeschwindigkeit und

Reaktionszeiten der Antriebssysteme gestellt

Durch die kommunikative Verkopplung der Einzelfunktionsantriebe

können auch asynchrone Bewegungen realisiert werden Einzelne Be¬

wegungen sind damit unabhängig von den Übrigen ausfuhrbar Die

Bewegungsverlaufe lassen sich in Form, Hub und Geschwindigkeit dy¬
namisch festlegen und können ereignisgesteuert ausgeführt werden

Bei asynchronen Bewegungen ist dafür zu sorgen, dass die Kollisions-

freiheit gewahrleistet ist

2



1.1. Lineare Bewegungen in der Automatisierungstechnik

Bei der zentralen Antriebstechnik wird die Bewegungsleistung me¬

chanisch vom Zentralantrieb zu den Stellen der Arbeitsbewegungen

übertragen. Die Antriebsverluste entstehen dabei lediglich beim zen¬

tralen Antrieb. Im Gegensatz dazu fallen diese bei der dezentralen

Struktur verteilt bei allen Antrieben an, welche separat mit Energie

versorgt werden müssen.

1.1 Lineare Bewegungen in der Automa¬

tisierungstechnik

Die Einsatzgebiete von Servo-Antriebssystemen in der verarbeitenden

Industrie sind sehr unterschiedlich. Sie werden in Produktions- und

Verpackungsmaschinen, in Handlingautomaten und Robotern oder in

der Fördertechnik eingesetzt. Innerhalb der einzelnen Gebiete ergibt
sich wiederum eine Vielzahl von Anwendungen, aus denen die eigent¬
lichen Bewegungsaufgaben der Antriebe resultieren.

Viele Bewegungen in der Automatisierungstechnik sind linear, womit

reine Translationen gemeint sind. Zur Realisierung werden Linearan¬

triebssysteme eingesetzt. Durch den endlichen Hub sind Reversierbe-

wegungen die Folge. Charakteristisch wechseln sich damit Stillstands¬

phasen mit Bewegungsphasen sowie Beschleunigungs- mit Bremspha¬
sen ab.

Typische Tätigkeiten, bei welchen Linearantriebe zum Einsatz kom¬

men sind im Folgenden aufgeführt:

• Pick and Place

• Transportieren

• Positionieren und Ausrichten

• Separieren

• Auswerfen

• Führen, Nachführen

• Zusammenfügen

• Drücken

3



Kapitel 1. Einführung

Die Bewegungen können sich aufgrund von Hub, Geschwindigkeit, be¬

wegter Masse und angreifender Kräfte stark unterscheiden. Entspre¬
chend unterschiedlich fallen die Anforderungen an die Linearantriebs¬

systeme aus.

Da die Wirtschaftlichkeit von Maschinen mit der Verarbeitungsge¬

schwindigkeit zunimmt, sind immer schnellere Prozesse erforderlich.

Bei Reversierbewegungen wirkt sich eine Verkürzung der Bewegungs¬
zeit allerdings nicht nur in grösseren Verfahrgeschwindigkeiten aus,

auch die zur Beschleunigung der Massen erforderlichen Kräfte ma¬

chen einen immer grösseren Anteil der Gesamtkraft aus.

1.2 Der Trend zu elektromagnetischen
Direkt linear antrieben

Lineare Bewegungen lassen sich mit verschiedenen Antriebsprinzipien
realisieren. Zu den wichtigsten, mit denen auch grössere Hübe gefah¬
ren werden können, gehören das elektromagnetische, das pneumati¬
sche sowie das hydraulische Prinzip.
Pneumatische Lösungen sind für Servoantriebsaufgaben eher ungeeig¬
net. Aufgrund der Kompressibilität von Luft lassen sich die Antriebe

nur sehr schwer regeln. Hydraulische Antriebe verhalten sich dies¬

bezüglich durch das nahezu inkompressible Hydrauliköl besser. Sie

sind aber relativ langsam und werden auch aufgrund des notwendigen

Hydraulikaggregats nicht universell eingesetzt.

Elektromagnetische Linearantriebe können als Direktantrieb oder als

Antrieb mit Getriebe realisiert werden. Beim linearen Direktantrieb

führt bereits der Läufer eine lineare Bewegung aus. Dieser ist direkt an

die Last gekoppelt. Die elektromagnetische Kraft wirkt damit unmit¬

telbar auf die zu bewegende Lasteinheit. Beim Antrieb mit Getriebe

wird ein Rotationsantrieb eingesetzt und über ein Getriebe die lineare

Bewegung erzeugt. Die Umsetzung der Rotationsbewegung in eine Li¬

nearbewegung wird dabei mithilfe von Zahnstange, Zahnriemen oder

Spindel realisiert.

Im Vergleich zum Direktantrieb wirkt sich die zusätzliche Masse, das

4



1.2. Der Trend zu elektromagnetischen Direktlinearantrieben

F, v

Last « * 1

1 L--—
Last

F,v

M, co

Abb. 1.2: Vergleich: Linearer Direktantrieb - Linearantrieb mit Ge¬

triebe

mechanische Spiel sowie die Elastizität des Getriebes negativ auf das

Betriebsverhalten des positionsgeregelten Antriebs aus. Ausserdem

ist es verlustbehaftet und kann durch den Verschleiss zur lebens¬

dauerbegrenzenden Komponente des Antriebssystems werden. Auch

die Betriebsgerausche können unerwünscht sein. Demgegenüber lässt

sich mit dem Getriebe eine Lastanpassung vornehmen. Voraussetzung

ist, dass die Antriebsleistung ausreichend ist. Der Übersetzungsfaktor
kann dann durch entsprechende Auslegung des Getriebes so festge¬

legt werden, dass die erreichbaren Maximalwerte von Antriebskraft

und Geschwindigkeit über den Werten liegen, welche die Arbeitsbe¬

wegung erfordert. In Abb. 1.3 ist das Verhalten der Grenzwerte bei

unterschiedlichen Übersetzungsfaktoren verdeutlicht.

F, M

M

ü

Rotationsantrieb

P= kernst.

\^
Linearantrieb (ü < Im)

Linearantrieb (ü > Im)

v = u-co

Abb. 1.3: Einfluss des Getriebe-Übersetzungsfaktors auf die Grenz¬

werte des Antriebs bei idealisiert verlustfreiem Getriebe

Bei Direktantrieben kann aufgrund des fehlenden Getriebes keine Last¬

anpassung im oben beschriebenen Sinn vorgenommen werden. Der

5



Kapitel 1. Einführung

Antrieb muss also nicht nur bezüglich seiner Leistung, sondern auch

bezüglich der Grenzwerte von Kraft und Geschwindigkeit den An¬

forderungen der Arbeitsaufgabe genügen. Die Antriebsgrösse ergibt
sich aus der für die Bewegung erforderlichen Antriebskraft. Sind die

Bewegungsgeschwindigkeiten im Vergleich zur maximalen Antriebsge¬

schwindigkeit niedrig, ist daher die zu installierende Antriebsleistung
viel grösser als nötig.
Im Gegensatz zu niedrig übersetzten Antrieben mit Getriebe wei¬

sen Direktantriebe keine Selbsthemmung auf. Anwendungsabhängig
ist dieses Verhalten vorteilhaft oder eher unerwünscht. Vorteilhaft

kann die manuelle Verschiebbarkeit des Läufers bei der Inbetriebnah¬

me oder der Wartung sein. Nachteilig ist die fehlende Selbsthemmung
im Betrieb, wenn die angetriebene Last durch eine konstante Kraft

belastet ist. Dieser Fall liegt bei vertikalen Bewegungen aufgrund der

Gewichtskraft vor. Die konstante Lastkraft ist entweder aktiv durch

den Direktantrieb selbst oder passiv durch Gegengewicht, Luftdruck¬

zylinder, einem mechanischen Federsystem oder mit einem neuartigen,

magnetischen Konstantkraftgeber [Ausd04] zu kompensieren. Eine ak¬

tive Kompensation durch den Antrieb reduziert die für die eigentliche

Bewegungsaufgabe zur Verfügung stehende Antriebsleistung, womit

ein entsprechend grösser dimensionierter Antrieb eingesetzt werden

muss. Bei plötzlichem Abschalten oder bei einem Ausfall des Antriebs¬

systems kann zudem durch die nicht mehr vorhandene Kraftkompen¬
sation eine unkontrollierte Fallbewegung der Lasteinheit folgen, welche

das System beschädigen kann.

Zusammenfassend lassen sich folgende Eigenschaften der elektroma¬

gnetischen linearen Direktantriebe aufführen:

• + Kraft wirkt direkt auf die zu bewegende Lasteinheit

• + kein mechanisches Spiel

• + niedrige Elastizität

• + niedriger Verschleiss

• + grosse Lebensdauer

• + geräuscharm

• ± keine Selbsthemmung

• - keine Lastanpassung möglich

• - höherer Preis

6



1.2. Der Trend zu elektromagnetischen Direktlinearantrieben

Aufgrund des fehlenden mechanischen Spiels sowie der niedrigen Elas¬

tizität sind mit Direktantrieben im positionsgeregelten System ho¬

he Steifigkeiten und Positioniergenauigkeiten erreichbar. Dies ist eine

Grundvoraussetzung umauch dynamische Bewegungen mit guter Ge¬

nauigkeit ausführen zu können.

Die verschiedenen Vorteile sowie das zunehmende Angebot linearer

Direktantriebe auf dem Markt zu attraktiven Preisen verstärkt den

Trend, diese Antriebstechnologie in zunehmendem Mass einzusetzen.
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Kapitel 2

Anforderungen an

dynamische
Linear antriebssysteme

Beim Einsatz von Servo-Lmearantriebssystemen besteht die Aufgabe
üblicherweise darin, eine Nutzlast kontrolliert zu bewegen (Abb 2 1)

Nutzlast

Abb 2 1 Linearantriebssystem

Der Bewegungsverlauf sowie die an der bewegten Masse angreifenden
Lastkrafte ergeben sich dabei durch die Anwendung [Grzo02] Das

Bewegungsprofil definiert zusammen mit den Lastkraften die Anfor¬

derungen an den Linearantrieb sowie den Leistungssteiler des Servo-

Controllers Die spezifiziere Genauigkeit, mit der die Bewegung aus¬

geführt werden soll, stellt hingegen Anforderungen an die verwendete

9



Kapitel 2. Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

Sensorik, die Signalelektronik des Servo-Controllers sowie die Rege¬

lung des Antriebssystems. Neben den eigentlichen antriebstechnischen

Anforderungen kommen noch weitere dazu:

• Temperaturbereich der Betriebsumgebung

• Platzbedarf

• Beständigkeit gegenüber Verschmutzung und Chemikalien

• Lebensdauer

• Montageaufwand

• Wartungsaufwand

• Preis.

In den folgenden Kapiteln wird näher auf die antriebstechnischen An¬

forderungen eingegangen. In Kap. 2.1 wird gezeigt, wie aus dem Be¬

wegungsprofil und den Lastkräften der Arbeitsbewegung die erfor¬

derlichen Antriebskräfte bestimmt werden. In Kap. 2.2 wird auf die

Antriebe und ihre Kenngrössen eingegangen. Ausserdem werden un¬

terschiedliche Ausführungen und Bauformen diskutiert. Das positi¬

onsgeregelte Gesamtsystem, bestehend aus Servo-Controller, Antrieb

und Sensorik wird schliesslich in Kap. 2.3 behandelt.

2.1 Die Arbeitsbewegung

Linearantriebe haben im Gegensatz zu Rotationsantrieben einen end¬

lichen Hub, das heisst der Bewegung sind in positiver wie in negativer

Richtung Grenzen gesetzt. Diese Gegebenheit definiert teilweise den

Charakter linearer Bewegungen. Stillstandsphasen wechseln sich mit

Bewegungsphasen immer wieder ab. Geschwindigkeiten und Beschleu¬

nigungen erreichen positive als auch negative Werte.

2.1.1 Das Bewegungsprofil

Ist vom Bewegungsprofil der Positionsverlauf s(t) gegeben, kann mit

den kinematischen Bewegungsgleichungen der Verlauf von Geschwin¬

digkeit, Beschleunigung und Ruck bestimmt werden:

10



2.1. Die Arbeitsbewegung

a(t) == o(0) + / r(t)dt
Jo

v(t) == v(0) + / a(t)dt
Jo

s(t) = s(0) + / v{t)dt

v(t) = jts{t) (2.1)

a(t) = jtv(t) (2.2)

r(t) = jta(t) (2.3)

Umgekehrt lässt sich bei bekanntem Ruck r(t) und bei bekannten An¬

fangswerten a(0), v(0), und s(0) auf den Verlauf von Beschleunigung,

Geschwindigkeit und Position schliessen:

(2.4)

(2.5)

(2.6)
./o

In Abb. 2.2 ist ein mögliches Bewegungsprofil einer Arbeitsbewegung
mit Position, Geschwindigkeit und Beschleunigung dargestellt.

2.1.2 Die Berechnung der Antriebskraft

Aus dem Bewegungsprofil und den auf die Last wirkenden Lastkräften

lässt sich die nötige Antriebskraft bestimmen. Wie in Abb. 2.3 dar¬

gestellt, setzt sich die Last aus der Nutzlast sowie dem bewegten Teil

des Antriebs zusammen.

Die Bewegungsgleichung gemäss Gl. (2.7) beschreibt den Zusammen¬

hang zwischen der Beschleunigung und den an der Last angreifenden
Kräften. Fa ist dabei die Antriebskraft in positiver Bewegungsrich¬

tung. Die Lastkraft Fl ist die der Antriebskraft entgegengesetzt ge¬

richtete Kraft, welche sich aus allen weiteren, an der Last angreifen¬
den Kräften zusammensetzt. Die Differenz entspricht der Beschleuni¬

gungskraft Fa.

FL (2.7)
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Stillstand

s(t) Hinbewegung Rückbewegung

S --

Abb. 2.2: Zeitlicher Verlauf von Position, Geschwindigkeit und Be¬

schleunigung einer Arbeitsbewegung

Nutzlast

Antrieb

Abb. 2.3: Linear angetriebene Last

Da obige Gleichung für jeden Zeitpunkt gilt, kann der zeitliche Verlauf

der Antriebskraft folgendermassen ausgedrückt werden:

12



2.1. Die Arbeitsbewegung

FA{t) = {m,LA + mLN(t)) aft) + VFLl{t) (2.8)

mL{t)

FL

Da neben der Nutzlast auch der bewegte Teil des Antriebs mitbewegt

wird, setzt sich die Lastmasse mj_, aus der Masse der Nutzlast uiln

und der bewegten Masse des Antriebs ttila zusammen.

Anwendungsabhängig greifen unterschiedliche Lastkräfte Fj_,% an der

Last an. Praktisch immer muss die Reibungskraft und bei nicht ho¬

rizontalem Betrieb auch die Gewichtskraft berücksichtigt werden. Im

Folgenden sind die Grundgleichungen zur Berechnung dieser Werte

aufgeführt:

Trockene Reibung:

Gewichtskraft:

FR = sign(v) pR FN (2.9)

FG = rnL g sin("i) (2-10)

Abb. 2.4 zeigt einen möglichen zeitlichen Verlauf der Antriebskraft.

Die Teilkräfte, aus denen sie zusammengesetzt ist, sind ebenfalls dar¬

gestellt.

FA(t) .

Abb. 2.4: Zeitlicher Verlauf der Antriebskraft mit den einzelnen Teil¬

kräften

Da der bewegte Teil des Antriebs auch zur Last gehört, sind alle

daran angreifenden axialen Kräfte ebenfalls als Lastkräfte zu berück¬

sichtigen. Dazu gehören die zwischen Stator und Läufer wirkenden

Reibungs- und Reluktanzkräfte (siehe Kap. 3.4).

13



Kapitel 2. Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

Die Antriebskraft kann auch zusammen mit der Geschwindigkeit als

zeitlich parametrisierte Kurve im Geschwindigkeits-Kraft-Diagramm

gemäss Abb. 2.5 als Bewegungs-Kennhnie dargestellt werden.

Abb. 2.5: Bewegungs-Kennlinie der Arbeitsbewegung

2.1.3 Der reine Beschleunigungsbetrieb

Bei dynamischen Bewegungen können die Beschleunigungskräfte auf¬

grund der hohen Beschleunigungswerte ein Vielfaches der Lastkräfte

ausmachen. Im Folgenden wird daher der reine Beschleunigungsbe¬
trieb betrachtet, bei dem keine Lastkräfte berücksichtigt werden. Die

Antriebskraft besteht lediglich aus der Beschleunigungskraft

Fa = {rriLA + rriLN) (2.11)

Sie ist sowohl von der zu bewegenden Masse als auch von der Grösse

der Beschleunigung abhängig.
Bei Positionieraufgaben ist selten das ganze Bewegungsprofil eindeutig

festgelegt. Häufig werden bei Stillstands-Stillstands-Bewegungen nur

die Bewegungszeit T und der Hub S spezifiziert, wobei die Profilform

frei gewählt werden kann. Basierend auf Gl. (2.1) und Gl. (2.2) sind

die Geschwindigkeitswerte der Bewegung proportional zu S/T und die

Beschleunigungswerte proportional zu S/T2. Die Beschleunigung und

damit auch die Beschleunigungskraft nehmen also umgekehrt propor¬

tional mit der Zykluszeit im Quadrat zu. Bei einer Halbierung der
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2.1. Die Arbeitsbewegung

Zykluszeit resultiert damit eine Vervierfachung der Beschleunigungs¬
kraft. Die Geschwindigkeits- und Beschleunigungswerte werden aber

nicht nur von Hub und Zeit, sondern auch von der Form des Bewe¬

gungsprofils bestimmt. In Abb. 2.6 sind diesbezüglich verschiedene

symmetrische Bewegungsprofile normiert dargestellt.

's -S
CS g
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t* t* t* t* t* t* t*

Abb. 2.6: Zeitdiagramme verschiedener Bewegungsprofile

Die Beziehungen zwischen normierten und absoluten Werten sind aus

folgenden Gleichungen ersichtlich:

s

S

S/T
a

S/T2
t

T'

(2.12)

(2.13)

(2.14)

(2.15)

Die dargestellten Bewegungsprofile sind einfache, in der Antriebstech¬

nik oft verwendete Kurven ([StanOO], [Lern73]). Sie können am ein-
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Kapitel 2. Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

fachsten nach den zeitlichen Verläufen der Beschleunigung unterschie¬

den werden. Diese haben folgende Form:

• Einfache Sinoide

Cosinus-Funktion mit der Zeit T als halbe Periodendauer.

• Bestehorn-Sinoide

Sinus-Funktion, mit der Zeit T als Periodendauer.

• Gutmann-Sinoide

Sinusförmiger Verlauf mit Grund- und 3. Oberschwingung sowie

der Periodendauer T. Das Verhältnis der Amplitude von Ober-

und Grundschwingung ist 1 : 5.

• Quadratische Parabel 1

Konstante Beschleunigung bis T/2, anschliessend konstante Ver¬

zögerung bis T

• Quadratische Parabel 2

Konstante Beschleunigung bis T/3, dann beschleunigungsfrei bis

2T/3, anschliessend konstante Verzögerung bis T.

• Kubische Parabel 1

Linear abfallende Beschleunigung über die Bewegungszeit.

• Kubische Parabel 2

Konstanter Betrag der Beschleunigungsänderung (Ruck). Bis

T/4 linearer Anstieg der Beschleunigung, dann bis 3T/4 linearer

Abfall, anschliessend linearer Anstieg bis T.

Die Positionsverläufe der verschiedenen Profile weisen grosse Ähnlich¬

keit miteinander auf. Bei Geschwindigkeit und Beschleunigung sind

deutlichere Unterschiede ersichtlich. Einen quantitativen Vergleich der

Effektiv- und Maximalwerte lässt Tab. 2.1 zu. Während die 'Quadra¬
tische Parabel 1' das Profil mit der kleinsten Maximalbeschleunigung

ist, haben die 'Quadratische Parabel 2' und die 'Kubische Parabel

1' den kleinsten Geschwindigkeits-Maximalwert. Der Effektivwert der

Beschleunigung stellt ein Mass für die Wicklunsverluste im Antrieb

dar. Bei der 'Kubischen Parabel 1' fällt dieser Wert minimal aus. Bei
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Abb. 2.7: Geschwindigkeits-Beschleunigungs-Diagramm verschiede¬

ner Bewegungen

der 'Einfachen Sinoide' liegt er jedoch nur um 0.9%, bei der 'Qua¬
dratischen Parabel 2' um 6% höher. Aufgrund der ebenfalls niedri¬

gen Geschwindigkeitswerte und der gegenüber der 'Kubischen Para¬

bel 1' deutlich geringeren Beschleunigungsmaxima, sind die 'Einfache

Sinoide' und die 'Quadratische Parabel 2' für viele Anwendungen in¬

teressante Bewegungsprofile.
Die Bewegungen lassen sich bezüglich Ruck gemäss Gl. (2.3) analy-
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Tab 2 1 Vergleich verschiedener Bewegungsprofile

Bewegungs-Profil Veff V
rnax alff max

Einfache Smoide

Bestehorn-Smoide

Gutmann- Smoide

Quadratische Parabel 1

Quadratische Parabel 2

Kubische Parabel 1

Kubische Parabel 2

1 11

1 22

1 20

1 15

1 12

1 10

1 24

1 57

2 00

2 00

2 00

1 50

1 50

2 00

3 49

4 44

4 25

4 00

3 67

3 46

4 62

4 93

6 28

5 13

4 00

4 50

6 00

8 00

sieren, indem die Beschleunigungsanderungen in Abb 2 6 verglichen
werden Diesbezüglich ist die 'Kubische Parabel 2' dasjenige Profil

mit dem kleinsten Wert Endliche Ruckwerte haben auch 'Bestehorn-'

oder 'Gutmann-Smoide' Bei allen anderen Profilen ergeben sich auf¬

grund der Beschleunigungssprunge hohe Ruck-Spitzen1 Die Eigen¬
schaft niedriger Ruckwerte wird mit deutlich höheren Geschwindig¬
keits- und Beschleunigungswerten erkauft

Werden die Profile im Geschwmdigkeits-Beschleumgungs-Diagramm

gemäss Abb 2 7 dargestellt, sind die diskutierten Unterschiede eben¬

falls klar erkennbar

2.2 Der elektromagnetische Linearantrieb

Elektromagnetische Linearantriebe können analog zu den Rotations¬

antrieben auf unterschiedlichen Funktionsprinzipien basieren Eine

Übersicht ist in [Hitz98] zu finden Aufgrund hoher Kraftdichten und

positiver Betriebseigenschaften haben sich permanenterregte Synchron¬
antriebe fur den Einsatz in Servo-Antriebssystemen durchgesetzt Die

folgenden Ausfuhrungen werden daher am Beispiel des permanenter¬

regten Synchronantriebs gemacht Diese gelten aber zu einem grossen

Teil auch fur die anderen Funktionsprinzipien

1Werden die Bewegungsprofile fur Hin- und Ruckbewegung unmittelbar auf¬

einander folgend im zyklischen Betrieb verwendet, ergeben sich auch bei der 'Ein¬

fachen Sinoiden' und der 'Kubischen Parabel 1' endliche Ruckwerte
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M, (ö Stator

Laufer

F,v
Laufer

777777777777777777K77777777777777WW,

Stator

=*h

777777777777777777777777777777777r

Abb 2 8 Vom Rotations- zum Linearantrieb

Wie in Abb 2 8 dargestellt ist, kann man sich einen Linearantrieb als

Abwicklung eines Rotationsantriebs vorstellen Aus der Rotation wird

dabei eine Translation und aus dem Moment eine Kraft

Die maximale Antriebskraft ist proportional zur Flache, welche durch

die Uberdeckung von Stator und Laufer entsteht Wahrend diese beim

Rotationsantrieb konstant ist, ist sie beim Linearantrieb positions-

abhangig Üblicherweise wird em Antriebsteil langer als sein Gegen¬
stuck ausgeführt Damit ergibt sich em Konstantkraftbereich, inner¬

halb welchem die Maximalkraft unabhängig von der Lauferposition

Randkraftbereich

Konstantkraftbereich

Randkraftbereich

LT kraftbildende Flache

Abb 2 9 Kraft-Weg-Diagramm eines Linearantriebs
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Kapitel 2. Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

ist (Abb. 2.9). Die Kraft nimmt ab, sobald mit dem Kurzteil (KT)
über den Rand des Langteils (LT) hinausgefahren wird. In diesem

Randkraftbereich nimmt die maximale Antriebskraft linear mit der

Verschiebung ab.

2.2.1 Ausführungen

Wie einleitend erwähnt, sind die gegeneinander beweglichen Teile von

Linearantrieben im Allgemeinen nicht gleich lang. Damit ergeben sich

unterschiedliche Antriebsausführungen. Sie können nach kurzem und

langem Stator sowie nach kurzem und langem Aktivteil unterschie¬

den werden. Ob der Aktivteil als Stator oder als Läufer eingesetzt ist,
unterscheidet die Antriebsausführungen zudem in der Art der Ener¬

giezuführung. Die Ausführungen sind in Tab. 2.2 ersichtlich und sind

im Folgenden genauer erläutert.

Tab. 2.2: Langstator- und Kurzstator-Ausführung mit langem und

kurzem Aktivteil. Bei den Antrieben 'B' sind die Aktivteile

als Läufer eingesetzt.

Langstator

(KT bewegt)

Kurzstator

(LT bewegt)
«— "—' ^>

Langer Aktivteil

(KT passiv)

A 'lu LU LU LU1

Pïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïïï^^
tommmfflfflT

mmmm
B

////////////////////

Kurzer Aktivteil

(LT passiv)

-- T^ B
<—

\smwswT
mmmmmmmm

'LU LU LU LU LU LU LU LU1

A füuTJÜT3ÜÜÜL_

Langstator - Kurzstator

Während bei der Langstator-Ausführung der Langteil fixiert ist und

sich der Kurzteil bewegt, ist es bei der Kurzstator-Ausführung genau

umgekehrt. Bei Letzterer wächst die Läufer- und damit die Lastmasse

mit zunehmendem Hub des Antriebs. Aufgrund der sich damit ver¬

schlechternden dynamischen Verhältnisse eignet sich die Kurzstator-
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S 'KT
4 »< »

Langstator-Antrieb ^^^^^^^^J»»»»j

S 'LT

Kurzstator-Antrieb i____- 1

Abb 2 10 Lange des Embauraums bei Lang- und Kurzstator-

Ausfuhrung

Ausfuhrung nicht fur grosse Hube

Wie in Abb 2 10 dargestellt, ergibt sich zwischen Langstator- und

Kurzstator-Ausfuhrung auch em wesentlicher Unterschied beim noti¬

gen Embauraum Ist der Hub S der Bewegung grosser oder gleich dem

Konstantkraftbereich, ergeben sich folgende Einbauraum-Langen

Langstator-Antrieb Ieb = S + ^kt (2 16)

Kurzstator-Antrieb Ieb = S + Ilt (2 17)

Der Embauraum bei der Kurzstator-Ausfuhrung ist somit um die

Langendifferenz von Lang- und Kurzteil grosser als bei der Langstator-

Ausfuhrung

Langer Aktivteil - kurzer Aktivteil

Bei einem langen Aktivteil ist nur jener Teil des Wicklungssystems

kraftbildend, welcher vom Passivteil überdeckt ist Die Wicklungs¬
verluste bezogen auf die resultierende Antriebskraft sind somit hoch

Das Verhältnis wird mit zunehmendem Hub des Antriebs ungunstiger
Aus energetischen und steuerungstechnischen Gründen kann es daher

sinnvoll sein, bei grossen Hüben den Aktivteil in einzeln ansteuer¬

bare Segmente zu unterteilen Bei kurzem Aktivteil ist das gesamte

Wicklungssystem kraftbildend, womit das Verhältnis von Wicklungs¬
verlusten und Antriebskraft mimmal wird Demgegenüber kann der

lange Passivteil beim permanenterregten Synchronantrieb hohe Kos-
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Kapitel 2. Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

ten durch das nach wie vor relativ teure Magnetmaterial verursachen

[GierOO].

Aktivteil als Läufer - Aktivteil als Stator

Abhängig davon, ob der Aktivteil als Läufer oder als Stator einge¬
setzt wird, ergeben sich unterschiedliche Konfigurationen bezüglich
der Energiezuführung. Beim Einsatz als Stator, lässt sich die Energie
einfach über ein fest installiertes Kabel zuführen. Wird der Aktivteil

hingegen als Läufer eingesetzt, muss die Energie von der Umgebung
auf das bewegte System übertragen werden. Für kleinere bis mittlere

Hübe werden dazu meist Kabel mit Schleppketten-Führungen einge¬
setzt. Diese können die erreichbare Antriebsdynamik allerdings redu¬

zieren. Einerseits wirkt das Zuführungssystem als zusätzliche Last,
andererseits steigt die mechanische Beanspruchung mit zunehmen¬

der Dynamik der Bewegung. Damit sowohl Schleppketten-Führung als

auch verwendete Kabel nicht überbeansprucht werden, sind der Bewe¬

gungsdynamik daher Grenzen gesetzt. Neben der Kabelzuführung sei

hier vollständigkeitshalber noch die konventionelle Energiezuführung
über das Schleifkontakt-Stromschiene-System sowie die berührungslo¬
se induktive Energieübertragung erwähnt. Diese werden aber primär
bei Verkehrs- und Transportsystemen eingesetzt, wo bewegte Kabel¬

zuführungen aufgrund der grossen Hübe nicht mehr realisiert werden

können.

2.2.2 Bauformen

Unter Bauform wird hier das Aussehen aufgrund der elektromagneti¬
schen Struktur des Linearantriebs verstanden. Diese bestimmt nicht

nur die äussere Geometrie, sondern auch den Aufbau des magneti¬
schen Kreises.

Querschnitte

Basierend auf den Querschnitten lassen sich die Linearantriebe in drei

typische Bauformen unterteilen. Diese sind in Abb. 2.11 dargestellt.

Abhängig vom Querschnitt ergeben sich unterschiedliche Möglichkei¬

ten, Führungslager anzubringen bzw. diese zu integrieren. Auch die
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V,

flach U-formig rund

Abb 2 11 Querschnitte von Linearantrieben mit den mechanischen

Verbindungsmoghchkeiten(Vi, V2) von Laufer und Stator

mechanische Befestigung des Stators sowie die Lastankopplung am

Laufer muss unterschiedlich gelost werden Wahrend bei der flachen

und der U-formigen Bauform die mechanische Verbindung der An¬

triebsteile jeweils seitlich erfolgen kann, ist dies bei der runden Bau¬

form nur beim äusseren Teil möglich Der innere Teil muss hier über

die Stirnseite verbunden werden Schliesslich resultieren unterschied¬

lich starke magnetische Querkrafte zwischen Laufer und Stator Die

U-formige und die runde Bauform sind magnetisch symmetrisch, wo¬

mit im Idealfall keine Querkrafte auftreten

Genutete und ungenutete Bauformen

Die Aktivteile können wie bei Rotationsantrieben genutet oder unge-

nutet ausgeführt werden (Abb 2 12)

tiMMMmr " "?
mmmmmmmm mmmmmmmm
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Abb 2 12 Aktivteil in genuteter (G) und ungenuteter (U) Aus¬

fuhrung

Bei genuteten Antrieben sind die Wicklungen in Aussparungen des

flussfuhrenden Eisens, den so genannten Nuten, eingebettet Zwischen

den Wicklungen liegen die Zahne, welche zusammen mit dem Ruck-

schluss den Erregerfluss umdie Wicklungen herum fuhren Die Wick-
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lungen liegen damit bei Vernachlässigung der Streufelder im feldfreien

Raum, womit auf sie auch im bestromten Zustand keine Kraft aus¬

geübt wird. Die Antriebskraft wirkt zwischen Passivteil und demEisen

des Aktivteils.

Bei ungenuteten Antrieben wechseln sich die Wicklungen der einzel¬

nen Phasen in axialer Richtung direkt aufeinander folgend ab. Zwi¬

schen den Wicklungen gibt es kein Eisen. Der Wicklungsraum gehört
damit magnetisch gesehen zum Luftspalt. Im Vergleich zum genuteten

Prinzip ist der Luftspalt grösser. Die Wicklungsleiter liegen im Erre¬

gerfeld des Passivteils und bilden bei Bestromung eine Antriebskraft

nach Lorentz.

Genutete Bauformen weisen gegenüber ungenuteten höhere Kraftdich¬

ten auf [GierOO]. Allerdings sinkt die Effizienz eines genuteten Antriebs

aufgrund der Eisenverluste mit zunehmender Geschwindigkeit stärker

als bei einem ungenuteten Antrieb. Die magnetische Sättigung des

Eisens bei genuteten Antrieben kann bei hohen Strömen ausserdem

zu einem nichtlinearen Verhalten zwischen Antriebsstrom und Kraft

führen, womit auch die Effizienz des Antriebs abnimmt.

Reluktanz kr äfte

Reluktanzkräfte bei permanenterregten Linearantrieben basieren im

Wesentlichen auf der magnetischen Anziehung der Permanentmagne¬
te im Passivteil und dem flussführenden Eisen im Aktivteil. Wie in

Abb. 2.13 dargestellt, wirken die Reluktanzkräfte quer zur Bewe¬

gungsachse (Querkraft) als auch in Richtung der Bewegungsachse

(Axialkraft). Sie sind abhängig von der Läuferposition. Die Quer-

FAxml FQuer .

\777777777777777777777777777777777777777.

Abb. 2.13: Reluktanzkräfte bei permanenterregten Linearantrieben

kräfte haben meist einen dominanten konstanten Anteil, können aber

periodisch mit der Polteilung schwanken. Die Axialkräfte sind im

Konstantkraftbereich der Antriebe mittelwertfrei und zeigen ebenfalls

24



2.2. Der elektromagnetische Linearantrieb

einen periodischen Verlauf. Sie ergeben sich aufgrund der Enden des

Aktivteils und der Zahnung bei genuteten Antrieben.

Die Querkräfte werden durch die Linearlager kompensiert, stellen für

diese aber eine Belastung dar. Bei mechanischen Lagern führen sie zu

Reibungskräften in axialer Richtung und damit zu zusätzlichen Last¬

kräften. Die Axialkräfte wirken direkt als Lastkräfte. Der schwankende

Verlauf ist bei Servoantrieben meist unerwünscht, da er bei positions¬

geregelten Bewegungen zu grösseren Folge fehlem führt. Sowohl Quer¬
ais auch Axialkräfte führen im Allgemeinen zu zusätzlichen Verlus¬

ten in den Antriebswicklungen, da die damit verbundenen Lastkräfte

durch die Antriebskraft kompensiert werden müssen. Die Reluktanz¬

kräfte sind bei genuteten Bauformen aufgrund des kleinen Luftspaltes

gross. Bei ungenuteten Antrieben fallen sie wegen des grösseren Luft¬

spaltes kleiner aus. Gar nicht vorhanden sind sie bei Antrieben mit

eisenlosem Aktivteil.

2.2.3 Kenngrössen

Kenngrössen von Antrieben charakterisieren diese jeweils bezüglich
einer ganz bestimmten Eigenschaft. Während einige primär zur Aus¬

wahl eines Antriebs für eine bestimmte Anwendung dienen, werden

andere zum Vergleich unterschiedlicher Antriebsbauformen und An¬

triebsprinzipien benutzt.

Zur Auswahl eines Linearantriebs inklusive Umrichter für eine Bewe¬

gungsaufgabe sind folgende Kenngrössen von Bedeutung:

• Grösse

Die geometrischen Abmessungen eines Antriebs legen den Platz¬

bedarf in der Anwendung fest.

• Masse

Zu unterscheiden sind Läufermasse, Statormasse sowie die An¬

triebsmasse als deren Summe. Anwendungsabhängig sind sie bei

der Antriebsevaluation unterschiedlich wichtig.

• Hub

Der Hub eines Linearantriebs definiert den maximalen Verfahr-

bereich. Kann der Antrieb auch im Randkraftbereich betrieben

werden, ist zusätzlich der Konstantkraftbereich zu spezifizieren.

25



Kapitel 2 Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

• Dauerkraft

Die Dauer- oder Nennkraft entspricht dem maximalen Kraft¬

wert, welcher der Antrieb ununterbrochen ausüben kann, oh¬

ne dass er thermisch überlastet wird Der Wert ist von Um¬

gebungstemperatur und Kuhlungsart abhangig Üblicherweise

ist die Dauerkraft fur eine Umgebungstemperatur von 25°C bei

Selbstkuhlung angegeben

• Maximalkraft

Die Maximalkraft wird in der Praxis meist um den Faktor 2 5

bis 4 grosser festgelegt als die Dauerkraft Bei diesem Grenzwert

wird im Antrieb deutlich mehr Warme erzeugt als gleichzeitig
an die Umgebung abgegeben werden kann2 Die Maximalkraft

darf daher nur kurzzeitig erzeugt werden

• Maximale Geschwindigkeit
Die maximale Geschwindigkeit ist in der Praxis durch den Ge¬

schwindigkeitsgrenzwert der Fuhrungslager bestimmt Bei me¬

chanischen Lagern liegen die Maximalwerte bei einigen Metern

pro Sekunde Es ist zu beachten, dass dabei die Wicklungen die

notige Spannungsfestigkeit aufweisen

• Maximale Eigenbeschleunigung
Die maximale Eigenbeschleunigung ist das Verhältnis der Maxi-

malkraft des Antriebs und der Laufermasse Sie kann mit Last¬

massen, welche gegenüber der Laufermasse klein sind, nahe-

rungsweise erreicht werden

• Kraftkonstante

Die Kraftkonstante ist der im Konstantkraftbereich gültige Pro-

portionahtatsfaktor zwischen Antriebsstrom und Annebskraft

Abhangig von der Anzahl der Antriebsphasen und deren Be-

schaltung steht die Kraftkonstante in einem bestimmten Verhält¬

nis zur Spannungskonstanten

2 Durch die quadratische Abhängigkeit von Kraft und Wicklungs-

Verlustleistung entstehen bei der 3 16fachen Dauerkraft 10 mal mehr Verluste als

abgeführt werden können
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• Spannungskonstante
Die Spannungskonstante ist der im Konstantkraftbereich gülti¬

ge Proportionalitätsfaktor zwischen Läufergeschwindigkeit und

dem Spitzenwert der induzierten Spannung in der Antriebswick¬

lung. Abhängig von der Anzahl der Antriebsphasen und deren

Beschaltung steht die Spannungskonstante in einem bestimmten

Verhältnis zur Kraftkonstanten.

• Ohmscher Widerstand & Induktivität

Der ohmsche Widerstand sowie die Induktivität charakterisieren

den Antrieb auf der elektrischen Seite. Beide Werte sind von der

Windungszahl der Antriebswicklung abhängig. Zusammen mit

der Kraft- und der Spannungskonstanten werden sie für die Wahl

eines geeigneten Umrichters benötigt.

Im Folgenden sind Kenngrössen aufgeführt, welche für Vergleiche ver¬

schiedener Bauformen von Antrieben verwendet werden können. Da¬

bei ist zu beachten, dass die Werte nicht unabhängig von der Grösse

eines Antriebs sind. Diese dürfen daher nur zum Vergleichen gleich

grosser Antriebe beigezogen werden. Ansonsten müssen die Werte

gemäss Wachstumsverhalten auf eine gemeinsame Baugrösse umge¬

rechnet werden.

• Kraftdichte

Die Kraftdichte eines Antriebs kann mithilfe der Antriebskraft

sowie einer Bezugsgrösse berechnet werden. Abhängig vom Ver¬

wendungszweck, handelt es sich bei den Bezugsgrössen typi¬
scherweise um die kraftbildende Überdeckungsfläche von Stator

und Läufer bzw. um das Volumen oder die Masse des kraftakti¬

ven Magnetkreises (Abb. 2.14).
Dementsprechend ergeben sich folgende Kraftdichten:

— Flächenbezogene Kraftdichte [N/m2
— Volumenbezogene Kraftdichte [N/m 31

— Massenbezogene Kraftdichte [N/kg]

Wie bei der Antriebskraft ist die Dauerkraftdichte von der Ma¬

ximalkraftdichte zu unterschieden.
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Kraftbildende
Kraftaktiver

Uberdeckungsflache (A) Magnetkreis (V*, mMK)
\fL

Abb. 2.14: Kraftbildende Überdeckungsfläche und kraftaktiver Ma¬

gnetkreis bei Linearantrieben

• Güte

Die Güte ist definiert durch das Verhältnis vom Quadrat der An¬

triebskraft und der WicklungsVerlustleistung. Sie setzt somit die

nutzbare Kraft eines Antriebs in Relation zur thermischen Be¬

lastung durch die Wicklungsverluste. Die Güte nimmt mit der

Baugrösse zu. Sie ist im Gegensatz zur Kraftdichte nicht von

der Kühlung abhängig. Oft wird anstelle der Güte die Motor¬

konstante verwendet, welche der Quadratwurzel der Güte ent¬

spricht.

• Grenzbeschleunigung
Die Grenzbeschleunigung ergibt sich aus dem Verhältnis von

Antriebskraft und Läufermasse, wenn der Läufer gerade so lang
wie der kraftaktive Magnetkreis ist. Im Gegensatz zur Eigen¬

beschleunigung ist die Grenzbeschleunigung nicht vom Hub des

Antriebs abhängig und kann daher zur Bewertung eines Antriebs

bezüglich seines Beschleunigungsverhaltens benutzt werden.

2.2.4 Linearantriebe runder Bauform

Runde permanenterregte Synchron-Linearantriebe weisen hohe Kraft¬

dichten auf. Sie werden im allgemeinen so ausgeführt, dass der innere,

zylinderförmige Antriebsteil passiv und der äussere rohrförmige Teil

aktiv ausgeführt wird. Der Aktivteil kann genutet oder ungenutet sein.

Die Antriebsphasen bestehen normalerweise aus konzentrierten Wick¬

lungen. Wickelköpfe sind keine vorhanden. Typische Bauformen der

Passivteile sind in Tab. 2.3 im Längsschnitt dargestellt.
Die Antriebe lassen sich unterscheiden in Bauformen mit radial ma-

gnetisierten und solche mit axial magnetisierten Permanentmagneten.
Beide Bauformen können als Voll- oder Hohlzylinder ausgeführt wer-
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Tab. 2.3: Typische Bauformen des Passivteils von runden permanent¬

erregten Synchron-Linearantrieben

PMaxial

magnetisiert

PMradial

magnetisiert

tmwM mmM
Passivteil als

Vollzylinder ^^^4^
wmwA

MMM mw/m
Passivteil als «--»•--• i +1 m m m

Hohlzylinder TTriTirrnTr

mmm

den. Zur Erhöhung des Luftspaltfeldes wird im Passivteil üblicherwei¬

se Eisen zur Flussführung eingesetzt.
Wie bereits erwähnt, weisen Antriebe mit genuteten Aktivteilen ge¬

genüber den ungenuteten höhere Kraftdichten auf. Ein Vergleich für

Linearantriebe runder Bauform ist in [Bian02] zu finden. Analog dazu

verhalten sich die Reluktanzkräfte. Aufgrund des kleineren Luftspal¬
tes sind sie beim genuteten Antrieb grösser. Dies gilt sowohl für die

Quer- als auch für die Axialkräfte. Durch die symmetrische Bauform

sind die Querkräfte im Idealfall Null. In der Realität ist jedoch mit

einer magnetischen und mechanischen Asymmetrie zu rechnen. Die

Querkräfte sind bei runden Antrieben daher in diesem Zusammen¬

hang zu bewerten. Während die Axialkräfte beim genuteten Antrieb

durch die Zahnung und die Enden des Aktivteils entstehen, sind bei

den ungenuteten Antrieben nur die Enden dafür verantwortlich.
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2.3 Das positionsgeregelte Linearantriebs¬

system

Wie in Abb 2 15 dargestellt, besteht das positionsgeregelte Linear-

antnebssystem aus Regelung, Leistungssteiler, Linearantrieb und ei¬

nem Positionsmesssystem Letzteres kann im Antrieb integriert oder

extern angebracht werden Regelung und Leistungssteiler werden bei

kleineren Steller-Leistungen oft in einer Elektromkemheit, dem Servo-

Controller zusammengefasst Die Antriebsregelung wird dabei häufig
auf der Basis eines Microcontrollers digital realisiert Als Leistungs-

Speisung

Servo-Controller

Positions-

|-*| regier

Strom¬

regler

Leistung:
steller

Strom'

messung

gs-1 Linearantrieb

Positionsmessung

Abb 2 15 Positionsgeregeltes Linearantriebssystem

steller kommen getaktete Umrichter mit Gleichspannungs-Zwischen-
kreis zum Einsatz Eine variable Ausgangsspannung wird durch Puls-

weitenmodulation erreicht Zusammen mit Stromsensor und Stromre¬

gelung lassen sich die Umrichter bei induktiven Lasten als steuerbare

Stromquellen betreiben Die Positionsregelung des Antriebs wird der

Stromregelung überlagert

2.3.1 Kennlinie des Linearantriebssystems

Wahrend beim Linearantriebssystem der Antrieb durch eine Maxi-

malkraft und eine maximale Geschwindigkeit gekennzeichnet ist, sind

beim Umrichter Ausgangsstrom und Ausgangsspannung begrenzt Fur

das Antriebssystem ergibt sich eine von Antrieb und Umrichter abhan¬

gige Kennlinie im Geschwmdigkeits-Kraft-Diagramm Em typischer
Verlauf ist in Abb 2 16 dargestellt
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Kennlme der

Bewegung

Kennlme des

Antriebssystems

Abb 2 16 Kennlinie des Antriebssystems und Bewegungs-Kennlime
im vF-Diagramm

Damit eine Arbeitsbewegung mit dem Antriebssystem ausgeführt wer¬

den kann, muss die Bewegungs-Kennlime innerhalb der Kennlinie des

Antriebssystems hegen3 Die Kraftdifferenz zwischen Antnebssystem-
und Bewegungs-Kennlime dient dabei als Stellreserve, welche fur den

positionsgeregelten Betrieb erforderlich ist

Die Kennlinie des Antriebssystems bildet sich durch Überlagerung der

Antriebs-, der Umrichter-Grenzstrom- und der Umrichter-Grenzspan-

nungs-Kennhme (Abb 2 17)
Die Kennlinie des Antriebs ergibt sich unmittelbar aus dessen spe¬

zifizierten Maxima von Kraft (_Faa:) und Geschwindigkeit (v'^ax)
Der maximale Ausgangsstrom des Umrichters ergibt zusammen mit

der Kraftkonstanten des Antriebs eine Obergrenze Ff fur die stell¬

bare Antriebskraft und bildet die Umrichter-Grenzstrom-Kennhnie

Die Umrichter- Grenzspannungs-Kennlinie resultiert aus der maxima¬

len Umrichter-Ausgangsspannung Die Antriebsspannung ist vom An¬

triebsstrom, von der Geschwindigkeit sowie von verschiedenen Kenn¬

grossen des Antriebs abhangig Deren Begrenzung fuhrt zu einem ge-

schwmdigkeitsabhangigen Verlauf der maximalen Antriebskraft Da¬

bei sind die Schnittpunkte der Kennlinie mit den Achsen charakteris¬

tisch Diese bilden die Grenzwerte F?r und VrT des ersten und dritten

3Dies gilt nur fur den Konstantkraftbereich Wird fur die Bewegung auch der

Randbereich des Linearantriebs verwendet, kann die Betrachtung im dreidimen¬

sionalen svF-Raum um die Positionsabhangigkeit erweitert werden
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Antrieb Umrichter- Umnchter-

Grenzspannung Grenzstrom

\ 1 /

Abb. 2.17: Bildung der Kennlinie des Antriebssystems

Quadranten.
Die Kennlinie des Antriebssystems ergibt sich aus den Kennlinienbe¬

reichen, welche die Geschwindigkeit und die Kraft am stärksten ein¬

schränken.

AmBeispiel eines 2-Phasen-Antriebs mit separat angesteuerten Pha¬

senwicklungen soll die Kennlinie des Antriebssystem genauer unter¬

sucht werden. Dabei wird von sinusförmigen Verhältnissen ausgegan¬

gen. Der maximale Umrichterstrom wird als so gross vorausgesetzt,
dass die maximale Antriebskraft F'fffax gestellt werden kann. Die ma¬

ximale Antriebsgeschwindigkeit vr/lax wird als nicht geschwindigkeits-

begrenzend angenommen. Die Kennlinie wird damit durch die maxi¬

male Antriebskraft und die Umrichter-Grenzspannungs-Kennlinie be¬

stimmt
.
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Umrichter
sj

.-max j-max.
(.Uu , lu )

U;

Abb. 2.18: Umrichter mit Antrieb

Gemäss Abb. 2.18 ist die Antriebsspannung durch folgende Gleichung
definiert:

Ua = R-La+3^LMa + U% (2.18)

Für maximale Kraftbildung ist der Antriebsstrom phasengleich mit

der induzierten Spannung einzuprägen. Damit ergeben sich die Span¬

nungsverhältnisse, wie sie im Zeigerdiagramm gemäss Abb. 2.19 dar¬

gestellt sind.

(öLI

Abb. 2.19: Spannungs-Zeigerdiagramm der Antriebsphase

Der Antriebsstrom Ia kann dabei durch die Kraftkonstante Cp und

die Antriebskraft F, die induzierte Spannung XJ% durch die Spannungs¬
konstante Cu und die Geschwindigkeit v ausgedrückt werden. Kraft-

und Spannungskonstante sind beim 2-Phasenantrieb mit separat an¬

gesteuerten Phasen identisch gleich CFu Die Winkelfrequenz w ergibt
sich aus der Läufergeschwindigkeit und der Polteilung tp des Antriebs.
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Ia = -^- (2.19)
<^FU

Ut = CFUv (2.20)

o, = - (2.21)
Tp

Damit ergibt sich die Bestimmungsgleichung für die Grenzspannungs-

Kennlinie, wenn für die Antriebsspannung Ua der Maximalwert der

Umrichterausgangsspannung Uax eingesetzt wird:

UrnaX2 = {CFuV+RF)2+f^_vF\ y^
v

v

' <^FU X^FUTp I

Werden für Geschwindigkeit, Kraft und Induktivität die normierten

Werte v*, F* und L* mit den folgenden Normierungsgrössen ein¬

geführt

1
UffMX (2.23)

Cfu

C_

~RFl = -J^L[j'ffMX (2.24)

Lg =

p
(2.25)

kann aus Gl. (2.22) die Beziehung für die normierte Umrichter-Grenz-

spannungs-Kennlinie bestimmt werden:

p* =

v*tV1-v*4L*2 + v*2L*2

l+v*2L*2
'

Die Kennlinie ist für verschiedene normierte Induktivitätswerte in

Abb. 2.20 dargestellt.
Dabei ist ersichtlich, dass mit steigendem Wert der normierten Induk¬

tivität L* die Kennlinie im Innern der Quadranten in Richtung Ur¬

sprung wandert. Insbesondere bei grösseren Werten kann damit der
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Abb. 2.20: Normierte Umrichter-Grenzspannungs-Kennlinie bei ver¬

schiedenen normierten Induktivit ätswerten

Betriebsbereich erheblich eingeschränkt werden. Bei vernachlässigba¬
rer Induktivität werden die Grenzkennlinien zu Geraden. Unabhängig
von der Induktivität schneidet die Grenzspannungs-Kennlinie die Ach¬

sen bei ±1, was absolut den Normierungsgrössen ±F^ und ±w^ ent¬

spricht. Dies sind die Maximalwerte von Kraft und Geschwindigkeit
des 1. und 3. Quadranten.

In Abb. 2.21 ist die Kennlinie des Antriebssystems für positive Kraft¬

werte zusammen mit den charakteristischen Grenz- und Bestimmungs¬
werten dargestellt. Daraus ist insbesondere auch ersichtlich, wie die

Kenngrössen des Antriebs das Aussehen der Kennlinie beeinflussen.

Die normierte Induktivität L* charakterisiert die Kennlinie nicht ab¬

solut, sondern ist lediglich ein Mass für die Abweichung zur Geraden

bei vernachlässigbarer Induktivität.

Damit die maximale Antriebskraft mit dem Umrichter gestellt werden

kann, ist ein Maximalwert des Umrichterstromes gemäss Gl. (2.27)
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_1 t rmax

C uu

Abb 2 21 Kennlinie des Antriebssystems mit den wichtigsten Grenz-

und Bestimmungswerten

erforderlich Die maximale Umrichterspannung muss zudem Gl (2 28)
entsprechen

jjrao/x
UU

>

r?max

£a
Cfu

R

GFU

b
A

(2 27)

(2 28)

Wahrend im Stillstand und bei niedrigen Geschwindigkeiten die ma¬

ximale Antriebskraft noch gestellt werden kann, sinkt die maximale

Kraft des Antriebssystems schliesslich mit zunehmender Geschwindig¬
keit stetig Wie aus Abb 2 21 ersichtlich ist, entfernen sich die Achsen¬

schnittpunkte der Grenzspannungs-Kennhme mit zunehmendem Ma¬

ximalwert der Umrichterspannung vom Ursprung Gleichzeitig steigt
durch die Zunahme der normierten Induktivität die relative Abwei¬

chung der Kennlinie zur Geraden Der Betriebsbereich vergrossert sich

insgesamt mRichtung höherer Geschwindigkeiten

2.3.2 Der positionsgeregelte Betrieb

Das Linearantriebssystem hat im positionsgeregelten Betrieb die Auf¬

gabe, die Last entsprechend der Positions-Soll wert vorgäbe einem ge-
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wünschten Verlauf nachzufuhren Der Positionsregler bestimmt auf¬

grund der Differenz von vorgegebenem und gemessenem Positions¬

verlauf die Antriebskraft beziehungsweise den Antriebsstrom so, dass

diese Abweichung möglichst klein wird Der nicht vermeidbare Positi¬

onsfehler

e(t) = s(t) - ssoii(t) (2 29)

ist in Art und Grosse von verschiedenen Gegebenheiten des Linearan¬

triebssystems abhangig

• Regelstruktur und Regelparameter

• Art und Starke der Storkrafte

• Verzogerungen im Regelkreis (Sensorik, Regelung, Umrichter,

Antrieb)
• Ungenauigkeiten in der Positionserfassung

• Ungenauigkeiten in der Positions-Sollwertvorgabe

Auch wenn der Positionsfehler gering ist und damit die reale Bewe¬

gung dem Sollwertverlauf gut folgt, kann die Beschleunigung und da¬

mit auch die Antriebskraft vom idealisierten, fehlerfreien Fall (sie¬
he auch Kap 2 1) erheblich abweichen Durch die doppelte zeitliche

Differentiation werden insbesondere die hoherfrequenten Anteile des

Positionsfehlers in der Beschleunigung deutlich sichtbar4 A

d2
a(t) = asoii(t) +-^e(t) (2 30)

Oe(4)

Die reale Antriebskraft ergibt sich damit zu

FA(t) = FAsoll(t) + mL(t) ae(t), (2 31)
v

v
'

FaM

wobei FaSoU (t) der Kraft entspricht, welche bei fehlerfreiem Positions¬

verlauf gemäss ssoii(t) erforderlich ware In Abb 2 22 ist der zeitliche

Verlauf von Position, Geschwindigkeit, Beschleunigung und Antriebs¬

kraft eines positionsgeregelten Antriebssystems dargestellt

4Umgekehrt werden hochfrequente Beschleumgungsanteile durch die doppelte

Integration im Positionsverlauf stark gedampft
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Kapitel 2. Anforderungen an dynamische Linearantriebssysteme

Abb. 2.22: Verschiedene zeitliche Verläufe eines positionsgeregelten

Antriebssystems (Soll- und Istwerte)

Die positionsgeregelte Bewegung erfordert vom Antriebssystem ge¬

genüber der idealisierten, fehlerfreien Bewegung zusätzliche Kräfte,
welche bei der Auslegung des Systems in einer Stellreserve vorzuse¬

hen sind (Kap. 2.3.1). Nur so ist gewährleistet, dass der Positionsfeh¬

ler aufgrund einer zu kleinen Maximalkraft des Antriebssystems nicht

zusätzlich vergrossert wird.

2.3.3 Dynamik der Antriebskräfte

Der positionsgeregelte Betrieb erfordert rasche Änderungen der An¬

triebskräfte und damit auch der Phasenströme. Der Änderungsge¬
schwindigkeit sind durch die Antriebsinduktivität allerdings Grenzen

gesetzt.

Die Kraftänderungsgeschwindigkeit ist von der Umrichterausgangs¬

spannung und von verschiedenen Kenngrössen des Antriebs als auch

von dessen Betriebszustand (Antriebskraft, Geschwindigkeit, Lage¬

winkel) abhängig. Im bewegungs- und stromlosen Zustand ergibt sich

folgender Maximalwert:

<l Cp
-—{Ju (2.32)
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2 3 Das positionsgeregelte Linearantriebssystem

Bezogen auf die Antriebskraft Ff, welche beim maximalen Umrichter¬

strom IJ//ax gestellt wird, lautet die Gleichung

dt Ff

J] max

UU

t jmax
(2 33)

Umeine hohe Dynamik der Antriebskraft zu erhalten, ist eine niedri¬

ge Induktivität erforderlich Emzu kleiner Wert wirkt sich im Betrieb

mit getakteten Umrichtern allerdings ungunstig auf die Stromwel¬

ligkeit aus, welche von der pulsweitenmodulierten Antriebsspannung
herrührt (Abb 2 23) Eine grosse Stromwelligkeit ist primär wegen

zusätzlicher Wirbelstromverluste im Antrieb unerwünscht

Welligkeit im

Antriebsstrom

R L

pulsweitenmoduherte
Antriebsspannung

Abb 2 23 Welligkeit im Antriebsstrom bei pulsweitenmoduherter

Spannungssteuerung durch den Umrichter
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Kapitel 3

Polysolenoid-Linear¬
antrieb mit genutetem
Stator

Der in dieser Arbeit behandelte Polysolenoid-Linearantrieb mit genu¬

tetem Stator ist ein zylinderförmiger, permanenterregter Synchron¬
antrieb. Er besteht gemäss Abb. 3.1 aus zwei in axialer Richtung ge¬

geneinander beweglichen Teilen.

Abb. 3.1: Polysolenoid-Linearantrieb
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Kapitel 3. Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator

Der Passwteil ist eine eisenlose Kolbenstange, in welcher Permanent¬

magnete für die magnetische Erregung untergebracht sind. Auf das

üblicherweise verwendete Eisen zur Erhöhung der Kraftdichte wird

zugunsten besserer Querkrafteigenschaften verzichtet (Kap. 3.5.2).
Der Aktwteil hat die Form eines Hohlzylinders. Er besteht im Wesent¬

lichen aus ferromagnetischem Material zur Flussführung sowie dem

elektrischen Wicklungssystem zum Stellen der Antriebskraft. Prak¬

tisch ist ein rotationssymmetrischer Aufbau des Systems nur nähe¬

rungsweise realisierbar, da die elektrischen Zuführungen zu den Wick¬

lungen die Symmetrie des Aktivteils teilweise stören. Für die Ausle¬

gung und Berechnung des Antriebs wird dennoch eine rotationssym¬
metrische Geometrie zu Grunde gelegt.

Ob in der Praxis der Passiv- oder der Aktivteil bewegt wird, hängt
von der Anwendung ab. Entsprechend der Anordnung mit bewegtem
Passivteil und stehendem Aktivteil wird im Folgenden der Passivteil

mit Läufer und der Aktivteil als Stator bezeichnet.

3.1 Aufbau und Funktionsweise

Der Polysolenoidantrieb ist gemäss Abb. 3.2 aufgebaut. Das Erreger¬

system ist in einem dünnwandigen, nicht magnetisierbaren Läufer¬

rohr untergebracht. Die Permanentmagnete sind axial magnetisiert,
wobei benachbarte Permanentmagnete entgegengesetzte Magnetisie¬

rungsrichtungen aufweisen. Dazwischen befinden sich nichtmagneti-
sierbare Trennelemente. Der Läufer erzeugt ein in axialer Richtung pe¬

riodisches Magnetfeld, dessen tangentiale Komponente aufgrund der

rotationssymmetrischen Verhältnisse Null ist.

Das 2-Phasen-Wicklungssystem liegt in den Statornuten. Auf eine ma¬

gnetische Periode fallen 4 Statornuten mit den darin liegenden An¬

triebsspulen. Das ferromagnetische Statormaterial dient der Flussfüh¬

rung des Erregerfeldes und des elektrisch erzeugten Feldes.

Die mechanische Lagerung des Läufers kann mit einem verteilten La¬

ger im Stator oder mit diskreten Lagern an den Statorenden realisiert

werden.
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3.1. Aufbau und Funktionsweise

Permanentmagnete

Abb. 3.2: Aufbau des Polysolenoid-Linearantriebs

3.1.1 Der magnetische Kreis

Aus elektromagnetischer Sicht besteht der genutete Polysolenoidan-
trieb aus folgenden Elementen:

• Permanentmagnete des Läufers, welche abwechslungsweise ent¬

gegengesetzt axial magnetisiert sind

• Ferromagnetischer Statorkern, bestehend aus Rückschluss und

Zähnen zur magnetischen Flussführung

• 2-Phasen-Wicklung des Stators zum Stellen der Antriebskraft

Das magnetische Feld mit radialen und axialen Komponenten wie¬

derholt sich in axialer Richtung periodisch mit der doppelten Poltei¬

lung 2tp (Abb. 3.3). Der Stator ist auf der Innenseite begrenzt durch

die Zahnköpfe (rißt) und auf der Aussenseite durch den Rückschluss

(rast)- Der Aussenradius der Permanentmagnete (tpm) ergibt sich bei

gegebenem Statorinnenradius aus dem Platzbedarf für das Läuferrohr

und die Gleitlagerhülse. Die aktiven Längen von Läufer und Stator

sind durch die entsprechenden Polzahlen1 gegeben. Die axiale Läufer-

Quotient aus aktiver Lange und Polteilung.
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Kapitel 3 Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator

position lasst sich absolut im rz- oder bezogen auf die magnetische
Periode als Lagewmkel im ra-Koordmatensystem angeben

2-Phasen-Wicklung Rückschluss Zahne
/ \ / \

Stator <_,„„„_,.„„

11 11 I 11 11 111 il II I rls,

Laufer

*

Permanentmagnete

Abb 3 3 Radiales Schnittbild des genuteten Polysolenoidantnebs

Magnetmaterial

Permanentmagnete mit den höchsten Leistungsdichten werden heu¬

te aus Seltenerdmagnetwerkstoffen wie Neodym-Eisen-Bor (NdFeB)
oder Samarium-Kobalt (SmCos, Srr^Goii) hergestellt Diese Werk¬

stoffe weisen im Vergleich zu den herkömmlichen, aber nach wie vor

weit verbreiteten Hartfernten oder zur Alumimum-Nickel-Kobalt-Le-

gierung eine bis zu lOfache Energiedichte auf

Fur die nachfolgenden Berechnungen wird der NdFeB-Werkstoff vom

Typ BMN-40H verwendet Dessen Kennwerte sind m Tab 3 1 auf¬

geführt und stammen aus [Boma02]

Das Verhalten von Magnetwerkstoffen wird mithilfe der Entmagne-

tisierungskennhmen J(H) und B(H) gemäss Abb 3 4 beschrieben

Wahrend die Polarisation J(H) die eigentliche Quellen-Starke des Per¬

manentmagneten beschreibt, ist B(H) die Summeaus der Polarisation

und der aus dem H-Feld im Vakuum resultierenden Induktion

B(H) = J(H) + p0H (3 1)

Der Polarisationsverlauf nimmt mit kleiner werdendem H-Feld kon¬

tinuierlich ab Solange der Knickpunkt der Polarisation nicht unter-
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3.1. Aufbau und Funktionsweise

Tab. 3.1: Kennwerte des NdFeB-Werkstoffes BMN-40H

Parameter Wert

Remanenzinduktion Br 1.29T

Koerzitivfeldstärke Hcg 958kA/m
Energieprodukt BHmax 320/sJ/m
Reversible relative Permeabilität pr 1.07

Reversibler Temperaturkoeffizient TK(Br) -0.12%/°C
Maximale Betriebstemperatur '&max 120°C

Dichte p 7'.5g /'cm3
Längenausdehnungskoeffizient a 5-10-tiK-1

Ql ^ LJ , 1

-1500 -1000 -500 0

H [kA/m]

Abb. 3.4: Entmagnetisierungskennlinien J(H) und B(H) des NdFeB-

Magnetwerkstoffes BMN-40H

schritten wird, ist der Vorgang reversibel. Die Polarisation kann in

diesem Bereich mithilfe der Remanenzinduktion Br und der reversi¬

blen Permeabilität pr folgendermassen ausgedrückt werden:

J(H) = BR+(pr-l)poH. (3.2)
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Kapitel 3. Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator

Der Induktionsverlauf wird damit zu

B(H) = BR+ prp0H. (3.3)

Mit zunehmender Temperatur verkleinert sich beim NdFeB die Re¬

manenz-Induktion gemäss dem reversiblen Temperaturkoeffizienten

TK(Br). Ebenfalls wandert der Knickpunkt der Entmagnetisierungs-
Kennlinie in Richtung kleinerem H-Feld-Betrag.
Wird der Knickpunkt der Entmagnetisierungs-Kennlinie unterschrit¬

ten, tritt eine nichtreversible Entmagnetisierung des Permanentma¬

gneten ein. Beim Einsatz ist daher darauf zu achten, dass die Per¬

manentmagnete auch bei der maximalen Betriebstemperatur noch im

reversiblen Bereich liegen.

3.1.2 Kraftbildung und Spannungsinduktion

Die axiale Kraft zwischen Stator und Läufer lässt sich über das Prinzip
der virtuellen Verschiebung berechnen. Danach gilt

„
dEKo

Fz =

dz

mit der magnetischen Koenergie

(3.4)
^l ,%2=const

EKo= I f BdH dV, (3.5)
Vol Jo

wobei E*Ko der Koenergiedichte entspricht [DelfOl]. Wird im betrach¬

teten Betriebsbereich lineares Verhalten der verwendeten Werkstoffe

vorausgesetzt, kann mit folgender Materialgleichung gerechnet wer¬

den:

B = B0+prp0H. (3.6)

Der Induktionswert Bq entspricht bei den Permanentmagneten der

Remanenzinduktion Br und ist bei den übrigen, nicht permanentma¬

gnetischen Materialien Null. Mit obiger Materialgleichung ergibt sich
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3.1. Aufbau und Funktionsweise

die Koenergiedichte zu

R2 R2

EKo = V^ (3.7)

Im linearen Fall überlagert sich die durch die Magnetisierung der Per¬

manentmagnete erzeugten Induktion BPMund die elektrisch erzeugte
Induktion BEL additiv zur resultierenden Induktion B:

B = BPM+ BEL (3.8)

Die Koenergie nach Gl. (3.5) ergibt sich damit zu

EXC = ,
W+ W-Bly

'Vol 2p-rlJ'0
ßPM ßEL i- -pPM2B B

dV+ f ? dV

Vol l-l-rl-l-O Jvol 2/ir/^O

Bel2
_

f B2

2/VMO Jvol 2/J'rlJ'0
dV+ / T-^dV (3.9)

Sie kann als Summeeinzeln berechenbarer Teilenergien ausgedrückt
werden. Entsprechend lässt sich die Kraft in einzelne Teilkräfte auf¬

teilen:

Fz =

dEKo

9EZpKE0
|

dEpf
|

dEEE

dz dz dz

pPE pPM pEL

(3.10)

Die Kraft FPE ist die wesentliche, durch Bestromung der Wicklungen
stellbare Antriebskraft. Sie entsteht aus der Wechselwirkung zwischen

dem durch die Permanentmagnete erzeugten Läuferfeld und dem elek¬

trisch erzeugten Statorfeld.
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Bei der Kraft FP handelt es sich um eine Reluktanzkraft. Sie ent¬

steht aufgrund der magnetischen Erregung durch die Läuferperma¬

nentmagnete und der dadurch verbundenen magnetischen Anziehung
des Statoreisens. Sie wirkt auch im unbestromten Zustand des An¬

triebs.

Die Kraft FEL ist ebenfalls eine Reluktanzkraft. Sie entsteht aufgrund
der elektrischen Erregung im Stator sowie durch die unterschiedlichen

Permeabilitäten der Permanentmagnete und Trennelemente. Da sich

deren relative Permeabilitäten (pr « 1.07 <-> /zr œ 1) nur wenig un¬

terscheiden, ist diese Kraft sehr klein und wird daher nicht weiter

berücksichtigt.

Aufgrund der hohen Permeabilität des Statoreisens ist dort die ma¬

gnetische Feldstärke und damit die im Eisen gespeicherte Energie ver¬

nachlässigbar klein. Die energetisch relevanten Feldanteile liegen in

den Nuten sowie im Statorinnenraum (r < rißt), wo die Werte der

relativen Permeabilität in der Nähe von 1 liegen.

Antriebskraft

Die für die elektromagnetische Antriebskraft relevante Feldenergie,
welche sich mit der Bewegung des Läufers ändert und somit kraftbil¬

dend ist, befindet sich im Statorinnern, also für r < rißt- Dies gilt,

solange das Statoreisen nicht in Sättigung geht und die magnetische
Feldstärke sowie die damit verbundene magnetische Energie im Ei¬

sen vernachlässigbar ist. Die magnetische Energie in den Statornuten

rührt bei kleinen Zahnkopfabständen d praktisch ausschliesslich von

der elektrischen Durchflutung her und ist nur von deren Grösse, nicht

aber von der Läuferposition abhängig. Basierend auf dem Durchflu-

tungsgesetz

Hds = e (3.11)

äussert sich die Durchflutung 6 einer Antriebsspule bei magnetisch

gut leitendem Statoreisen (pr « oo) in einer magnetischen Span¬

nung 6 zwischen den der Spule angrenzenden Zahnköpfen (Abb. 3.5).
Denkt man sich die Durchflutung 6 auf dem Radius rißt punktförmig
zwischen den Zahnköpfen positioniert, lässt sich die Kraft für kleine
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p= 00

Abb. 3.5: Berechnung der Antriebskraft nach Lorentz

Zahnkopfabstände d mit guter Näherung nach Lorentz berechnen, in¬

dem die durch den Läufer erzeugte radiale magnetische Induktion Br

an diesem Punkt bei einem nutfreien Stator berechnet wird. Die aus

dem Erregerfeldverlauf Br(a) nach Lorentz bestimmte Kraft stimmt

bei kleinen Zahnkopfabständen näherungsweise mit den nach Maxwell

bestimmten Kräften überein. Dies ist aus Abb. 3.6 ersichtlich, wo die

per FEM-Simulation mit beiden Varianten berechneten Kraftverläufe

dargestellt sind.

Der Verlauf der axialen, elektromagnetischen Phasen-Antriebskraft ei¬

nes Stators mit der Polzahl Zßt kann bei vollständiger Uberdeckung
mit dem Läuferfeld gemäss Gl. (3.12) bestimmt werden.

Fph(a) = Zst 2nrist 0 Br(a) (3.12)

Wird die Durchflutung 6 durch die Windungszahl Nder in den Nuten

liegenden Antriebsspulen und den Phasenstrom iph ausgedrückt

e = N-iPh, (3.13)

kann die die charakteristische Kraftfunktion c(a) gemäss Gl. (3.14)
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Lorentz: ô/t = 0

Maxwell: ô/t = 5%

.

... Maxwell: Ô/TP = 10%

....
Maxwell: Ô/TP= 15%

Maxwell: 0// = 20%
P

/
-

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5

z/t
p

Abb. 3.6: Vergleich der nach Lorentz und nach Maxwell berechneten

Antriebskraft

bestimmt werden. Diese Kennfunktion des Antriebs entspricht dem

lagewinkelabhängigen Proportionalitätsfaktor zwischen dem Phasen¬

strom und der daraus resultierenden Phasenkraft.

c(a)
Fph(a)

iph

= Z, st-N- 2irrißt Br(a) (3.14)

Spannungsinduktion

Durch die Läuferbewegung werden aufgrund der sich ändernden Erre¬

gerflussverhältnisse in den Antriebswicklungen Spannungen induziert.

Basierend auf dem Ansatz

<9<F PM

dt
(3.15)

kann die induzierte Spannung bestimmt werden. <FFM ist dabei der

verkettete Erregerfluss der betrachteten Antriebswicklung.
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Da die Beziehung zwischen Phasenstrom und Phasenkraft bereits

durch die charakteristische Kraftfunktion bekannt ist, kann die indu¬

zierte Spannung einfacher über eine Leistungsbetrachtung berechnet

werden Die elektrische Leistung wird dabei aufgrund der Energieer¬

haltung mit der mechanischen Leistung gleichgesetzt

UiPh 'i-Ph = FPh v (3 16)

-Pei Pmc

Gemäss Gl (3 14) kann die Kraft folgendermassen ausgedruckt wer¬

den

Fph(a) = c(a) iPh (3 17)

Wird sie m Gl (3 16) substituiert und die Gleichung vereinfacht,
erhalt man den Ausdruck fur die induzierte Spannung

u,,Ph(a) = c(a) v (3 18)

Dieselbe Funktion c(a), welche den Phasenstrom in die Phasenkraft

überfuhrt, bildet somit die Laufergeschwindigkeit in die induzierte

Spannung ab

3.1.3 Ohmscher Widerstand

Die Antriebsspulen im Stator wechseln sich in axialer Richtung mit

den Zahnhalsen des Stators ab, welche sowohl den Erregerfluss als

auch den elektrisch erzeugten magnetischen Fluss in radialer Richtung
fuhren (Abb 3 7)
Die Spule mit der Breite bßp erstreckt sich in radialer Richtung vom

Spulenmnenradius rißp beim Zahnkopf bis zum Spulenaussenradius

rußv beim Rückschluss Der Kupfer-Fullfaktor ff ist definiert als Ver¬

hältnis vom gesamten Kupferquerschnitt zum Spulenquerschnitt2

ff = 4^ (3 19)

2 Der Spulenquerschnitt wird einfachheitshalber mit dem Nutquerschnitt gleich¬

gesetzt
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V

Abb 3 7 Querschnitt der Antriebsspulen

Sowohl die ohmschen Verluste PVq als auch die Durchflutung 6 einer

Spule können durch die Kupferstromdichte jcu ausgedruckt werden

Geht man davon aus, dass der Spulenraum gleichmassig mit Kupfer¬
lackdraht ausgefüllt ist, gelten folgende Gleichungen

Pvn = peu 3cu ff vsP

Vcu

0 = 3cu ff ASp

Ar

(3 20)

(3 21)

Wird Gl (3 21) nach der Stromdichte aufgelost und mGl (3 20) einge¬

setzt, können die Wicklungsverluste in Abhängigkeit der Durchflutung

ausgedruckt werden

Pvn —peu

1 V<

Sp

ff A2
02 = RnSp

e2 (3 22)
Sp

Rns

Die in Gl (3 22) eingeführte Variable Rnßp entspricht dem ohmschen

Widerstand der Spule mit einer einzelnen Windung und dem Kupfer¬

querschnitt ff Aßp Die Windungslange kommt dabei durch Vßp/Aßp
zum Ausdruck
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Da die Durchflutung bei ungesättigtem Eisenkreis linear in die Kraft¬

bildung des Antriebs eingeht, wird der Antrieb bezüglich der Verlust¬

leistung umso effizienter, je kleiner der normierte Spulenwiderstand

Rnßp ausfällt.

Querschnitt und Volumen der zylinderförmigen Spulen lassen sich fol-

gendermassen berechnen

Aßp = bßp(raSv - riSp) (3.23)

VSp = bSp(raSv2 - riSp2)TT (3.24)

womit ein normierter Spulenwiderstand Rnßp resultiert:

„ pen TT(raSp + riSp)
RnSp

=
—r- -—, r. 3.25

ff bSp(raSp - rißp)

Bei einem Stator mit der Polzahl Zßt können pro Phase eben so viele

Spulen in Serie geschaltet werden. Haben die einzelnen Spulen die

Spulen-Windungszahl N, wird der ohmsche Phasenwiderstand nach

Gleichung Gl. (3.26) bestimmt. Rßp ist dabei der Widerstand einer

einzelnen Spule.

R = Zßt N2RnSp . (3.26)

Der spezifische elektrische Widerstand pcu von Kupfer ist tempera¬

turabhängig. Die Abhängigkeit wird mithilfe des Temperaturkoeffizi¬
enten acu = 3.9 • 10~3 beschrieben:

PCu('&2) = PCu('&l)(l + aCu('&2 - '&i))- (3.27)

Analog verändern sich die Widerstandswerte. Bei einem Temperatur¬

anstieg von 50°C erhöht sich der Widerstand um ca. 20%.
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3.1.4 Induktivität

Die in einer Antriebsspule induktiv gespeicherte Energie kann bei be¬

kannter Spulenmduktivitat nach Gl (3 28) bestimmt werden

Eßp = -zLßpi

=
-^02 (3 28)
2 N2

y '

Lnsp

Umgekehrt lasst sich die Induktivität berechnen, falls die im magneti¬
schen Feld gespeicherte Energie bei der Durchflutung 6 = NI bekannt

ist

LnsP = ^ (3 29)

Wahrend Lßp die Induktivität einer Antriebsspule mit N Windungen

ist, stellt Lrißp den von der Wmdungszahl unabhängigen Wert bzw

die Induktivität der Antriebsspule bei einer einzelnen Windung dar

Die bei einer bestimmten Durchflutung entstehende magnetische Feld¬

verteilung sowie die damit verbundene, im Magnetkreisvolumen ge¬

speicherte Energie kann mithilfe einer FEM-Simulation bestimmt wer¬

den Wird die radiale Verteilung der magnetischen Energie betrachtet,
erhalt man einen Verlauf gemäss Abb 3 8

Dieser langenbezogene Energiewert E's kann bei linearem Verhalten

des magnetischen Kreises folgendermassen bestimmt werden

/Tp
P H
—dz (3 30)

E*

Da in Volumina mit hoher magnetischer Permeabilität die Energie¬
dichte E* niedrig ist, kann zur Berechnung der radialen Energievertei-

lung das Statoreisen vernachlässigt werden Die magnetische Energie
ist in den Statornuten sowie im Statormnern fur r < rißt gespeichert,
wo pr « 1 ist3

3Der von eins leicht abweichende relative Permeabihtatswert der Permanent¬

magnete wird nicht berücksichtigt
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3 1 Aufbau und Funktionsweise

Abb 3 8 Radiale Verteilung der magnetischen Energie bei der Durch¬

flutung 6

Wie im Folgenden gezeigt, kann die radiale Energieverteilung zwischen

den Zahnkopfen und in der Nut einfach auch analytisch bestimmt wer¬

den Im Bereich der Zahnkopfe ( rißt < r < rißp ) entspricht die radiale

Energieverteilung E's mit guter Näherung der Funktion E's Letztere

kann aus dem homogenen Luftspalt-Feld zwischen den Zahnkopfen

Hs=°- (3 31)
o

zu

E'5(r) = npJ-02 (3 32)
o

bestimmt werden
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In der Nut hat das vom Radius abhängige axiale H-Feld folgenden
Verlauf:

rasp-r n

Hb(r) =

TOSp~"Sp
(3.33)

Oßp

Entsprechend ergibt sich die radiale Energieverteilung in diesem Be¬

reich zu

E'b(r) = ^o, )iSv ,! ,2
02 (3.34)

r(ra,ßv - rf

'bßp(raSp
-

rißp)2

Nahe beim Zahnkopf sind die berechneten Werte zu klein. Durch den

Übergang von der Luftspalt-Breite bßp in der Nut zur Luftspalt-Breite
d zwischen den Zahnköpfen existiert ein inhomogener Feldbereich mit

stärker ansteigendem Energieverlauf.
In Abb. 3.8 ist ersichtlich, dass sowohl E's(r) als auch £^(r) in den

genannten Bereichen mit dem aus einer FEM-Simulation berechneten

Verlauf E's (r) gut übereinstimmen.

Wird der radiale Verlauf der magnetischen Energie über den Radius

integriert, ergibt sich die im Kreis bei der Durchflutung 6 gespeicherte

magnetische Energie Eßp. Mithilfe von Gl. (3.29) kann die normierte

Induktivität folgendermassen berechnet werden:

ESp

2/ E'Sp(r)dr
Lnsp =

-^ (3.35)

Die Induktivität sinkt mit steigendem Zahnkopfabstand und mit zu¬

nehmender Spulenbreite.

Die Phaseninduktivität des Antriebs lässt sich schliesslich nach folgen¬
der Gleichung bestimmen, wobei Lßp die Induktivität einer einzelnen

Spule ist:

L = ZßtN2Lnsp (3.36)
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3.1. Aufbau und Funktionsweise

3.1.5 Elektrisches Ersatzschaltbild

Das einphasige Ersatzschaltbild des vorliegenden Polysolenoidantriebs
ist in Abb. 3.9 dargestellt. Die charakteristische Kraftfunktion, der

ohmsche Widerstand und die Induktivität wurden in den vorange¬

henden Kapiteln bestimmt. Die Phasenspannung setzt sich aus dem

H I-

Abb. 3.9: Das elektrische Ersatzschaltbild des Polysolenoidantriebs

ohmschen und dem induktiven Spannungsabfall sowie aus der durch

die Permanentmagneterregung induzierten Spannung zusammen:

diph
uph = Rtph + L-

dt
(3.37)

Die elektrische Zeitkonstante des Antriebs entspricht dem Quotienten
aus Induktivität und ohmschem Widerstand. Sie ist, wie im Folgenden

gezeigt wird, weder von der Polzahl noch von der Windungszahl der

einzelnen Antriebsspulen abhängig:

L

R

ZstN2LnSp

TPJ

ZstN2Rnsp

LnSp

RnSp
(3.38)

3.1.6 Kommutierung

Die beiden Phasen-Ströme i\ und %2 des 2-Phasen-Antriebs tragen ei¬

nerseits gemäss Gl. (3.39) zur Bildung der elektromagnetisch erzeug¬

ten Antriebskraft bei und führen gemäss Gl. (3.40) zu den ohmschen

Wicklungs Verlusten.
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Kapitel 3. Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator

Fa(u) = c1(a) i1(a) + c2(a) i2(a) (3.39)

Pvn(a) = R! il(a) + R2 i2(a) (3.40)

Ri und R2 sind die Phasenwiderstände, welche im Folgenden iden¬

tisch mit R angenommen werden. Bei c handelt es sich um die cha¬

rakteristische Kraftfunktion, welche durch die Bauform des Antriebs

und die magnetischen Eigenschaften der eingesetzten Materialien be¬

stimmt wird.

Mit der heute verbreitet eingesetzten Umrichtertechnologie zur An-

steuerung von elektrischen Antrieben ist es grundsätzlich möglich,
Phasenströme mit nahezu beliebigem Verlauf in die Phasenwicklungen

einzuprägen. Wie schon in [Amrh88] für Rotationsantriebe eingehend

behandelt, lassen sich die Phasenstromfunktionen i\(a) und 12(a) ex¬

plizit berechnen, wenn folgende zwei Bedingungen zu erfüllen sind:

• Die Antriebskraft ist konstant und somit unabhängig vom elek¬

trischen Winkel a. Damit entsteht keine unerwünschte Kraft-

welligkeit aufgrund der elektrischen Ansteuerung.

• Die ohmschen Wicklungsverluste sind minimal.

Das Minimierungsproblem 'Pvn = minimal' mit der Nebenbedin¬

gung 'Fa = konstant' kann mithilfe der Lagrange-Funktion gelöst
werden:

C(H,i2, X) = Pvn(n,n) + \(F% - FA(n,i2)) (3.41)

Zur Bestimmung des Minimalwertes sind die partiellen Ableitungen
der Lagrange-Funktion null zu setzen:

2i?n - Aci = 0 (3.42)

2Ri2 -Xc2 = 0 (3.43)

FrA-clH-c2i2 = 0 (3.44)

Die Stromfunktionen iiy2(a) lassen sich damit aus Gl. (3.42), Gl. (3.43)
und Gl. (3.44) bestimmen:
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3.1. Aufbau und Funktionsweise

Cl,2 (oQ

4(a) + c\(a)
^M= x<?)L^-n (3-45)

Die Kommutierungsfunktion ip(a) ist die auf den Maximalwert eins

normierte Stromfunktion. Sie kann für die beiden Phasen gemäss fol¬

gender Gleichung bestimmt werden:

*Ki,2(a) =

—7 (3.46)
3a

Werden die Wicklungsverluste gemäss Gl. (3.40) bei den eben errech¬

neten Phasenströmen bestimmt, ergibt sich die Abhängigkeit gemäss
Gl. (3.47).

p /pc\2

Pvn(o) =

2
\\Ai( (3.47)

c{(a) + c22(a)

Die bei konstanter Geschwindigkeit entstehenden mittleren Wicklungs-
Verluste berechnen sich wie folgt:

1
prnean =

,

Pvn(a) da
2tt

2tt

0

2?r p /pc\21 fA7T R-
(Fl A)

2ir J0 c{(a) + 4(a)
da (3.48)

3.1.7 Güte

Die Güte Q des Antriebs stellt die Antriebskraft in Relation zu den

Wicklungsverlusten und ist definiert durch

Q=p- (3.49)

Je höher die Güte ist, desto weniger Kupferverluste werden erzeugt,

umeine bestimmte Kraft zu erzeugen. Die Güte ist bei der Auslegung
von elektromagnetischen Antrieben eine wesentliche Kenngrösse.
Durch die Lagewinkelabhängigkeit von Pvn lassen sich zwei Gütewer¬

te definieren:
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Q =

Qr.

(Fl)2
ptrnean
rvn

1

R mean
( l \

\4(a) + 4(a)J

(F%?
ptrnax
rvn

1

R max

'

i y
4(a) + 4(a) )

(3.50)

(3.51)

Q entspricht einem mittleren Gütewert und basiert auf der mittleren

Verlustleistung, wenn die Bewegungsgeschwindigkeit konstant ist. Im

Stillstand hingegen interessiert nur der zum entsprechenden Lagewin¬
kel gehörende Gütewert, wobei der Minimal wert Qmmzur Auslegung
von Positionierantrieben beigezogen werden muss.

Da die Güte gemäss Wachstumsverhalten mit der dritten Potenz des

Skalierungsfaktors wächst [Schm02], kann diese nur zur Bewertung
von Antrieben gleicher Baugrösse beigezogen werden. Andernfalls ist

der volumenbezogene Güte wert Q* zu verwenden:

Q* = 7^- (3.52)
v MK

Das Volumen umfasst dabei die Geometrie des elektromagnetischen

Kreises, den Raumalso, in welchem sich die magnetischen Felder aus¬

breiten (Eisenkreis, Nuten, Luftspalt, Permanentmagnete).

3.2 Auslegung

3.2.1 Erregergeometrie

Bei gegebenem Statorinnenradius existieren drei voneinander unab¬

hängige Parameter der Erreger géométrie. Diese sind in Tab. 3.2 auf¬

geführt sowie aus Abb. 3.10 ersichtlich.
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3.2. Auslegung

Tab. 3.2: Parameter der Erregergeometrie

Name Absoluter Par. Relativer Par.

Polteilung Tp kp = Tp/rißt
Magnetradius r'PM K = rpu/rißt
Magnetlänge IpM km = Ipm/tp

All diese Parameter beeinflussen den Feldverlauf der magnetischen
Induktion. Die Polteilung bestimmt die Länge der magnetischen Pe¬

riode und damit die mit der Bewegungsgeschwindigkeit verbundene

elektrische Frequenz. Der Magnetradius resultiert primär aus den me¬

chanischen Gegebenheiten. Je nach Anforderung an Läuferstabilität

und Lagerung ist der Spalt zwischen den Permanentmagneten und

dem Stator unterschiedlich zu wählen. Die Magnetlänge ist eine rein

magnetkreis-spezifische Optimierungsgrösse.
Die Erregergeometrieparameter werden im Folgenden bezogen auf den

Statorinnenradius (Polteilung, Magnetradius) bzw. auf die Polteilung

(Magnetlänge) verwendet (siehe Tab. 3.2).

a K N N N N

^

Abb. 3.10: Auf den Statorinnenradius bezogene Dimensionierung der

Erregergeometrie

Der zur Kraftbestimmung nötige Verlauf der radialen magnetischen
Induktion Br am Statorinnenradius rißt (Erregerfeldverlauf) kann für

beliebige Kombinationen der Geometrieparameter kr, kp und km mit¬

hilfe von FEM-Berechnungen bestimmt werden. In Abb. 3.11 sind

die Simulations-Ergebnisse4 von 27 verschiedenen Erregergeometrien

abgebildet. Es ist ersichtlich, dass sowohl Form als auch Amplitu-

4Maxwell 2D von Ansoft.
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Abb. 3.11: Radialer Erregerfeldverlauf ßr[T] am Statorinnenradius

über eine Polteilung bei verschiedenen Erregergeometrien

yKr, Kp, Krn j

de der Kurven wesentlich von den Parametern der Erregergeometrie

abhängig sind.

Mit steigendem kr nimmt der Abstand zwischen den Permanentma¬

gneten und dem Statoreisen ab. Dementsprechend steigen die erreich¬

baren Feldstärken, wobei die Kurvenformen immer mehr von einer

sinusähnlichen Form abweichen.

Werden die verschiedenen Erregergeometrien mithilfe der volumenbe¬

zogenen Gütefunktion nach Gl. (3.51) bewertet, kann bei festgelegtem

Magnetradius kr ein Optimum (km,kp) gefunden werden.

Bei einem 2-Phasen-Antrieb sind die Antriebswicklungen zueinander

um90° versetzt angeordnet. Damit ergeben sich für die beiden Phasen
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3.2. Auslegung

gemäss Gl. (3.14) die um 90° phasenverschobenen charakteristischen

Kraftfunktionen c\ und c2:

c\(a) = c(a)

c2(a) = c(a + ir/2). (3.53)

Der Phasenwiderstand R wurde in Gl. (3.26) berechnet. Das Magnet¬
kreisvolumen Vmk berechnet sich wie folgt:

VMk = ZStTp7rraSt2. (3.54)

Somit kann die volumenbezogene Gütefunktion Q*mmfolgendermassen

ausgedrückt werden:

q:
Vti

= 2

Vmk

o
ff ( rißt \ bßp (raSp - rißp)

PCu \
,

rast J Tp/2 (raSp + rißp)

Matertal f'kt(Statorg eometrte)

mini Br(a)z
''
+Br(a + -/2)2). (3.55)

fkt(Err eg er g eornetrte)

Geht man davon aus, dass sich die Spulenbreite proportional zur Pol¬

teilung verhält, verändert sich die volumenbezogene Güte bei Varia¬

tion der relativen Erregergeometrieparameter nur durch den Erreger¬
feldverlauf.

Qrmn ^ mAbb. 3.12 bezogen auf den Maximalwert als Kontur-Grafik

in der kp-km-Ffoeiie dargestellt. Mit kr = 0.85 wurde dabei ein realis¬

tischer Wert gewählt.
Mithilfe von Gl. (3.45) und Gl. (3.14) kann aus dem Erregerfeldverlauf

Br(a) die Stromfunktion für den 2-Phasen-Antrieb berechnet werden:

., ]=
Fl Br(a)

l[a>
27T rißt N Zßt

'

Br(a)2 + Br(a + 7r/2)2-
[' >
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0.95

2.5 3

Abb. 3.12: Volumenbezogener Gütewert Q*mm\PM] m Abhängigkeit
der Erregergeometrieparameter (km, kp) bei einem Mag¬
netradius kr = 0.85.

Diese ist 90° phasenversetzt in die Antriebswicklungen einzuprägen:

i\(a) = i(a)

i2(a) = i(a + 7r/2). (3.57)

Damit kann die Antriebskraft gemäss Gl. (3.39) sowie die Wicklungs¬

verlustleistung gemäss Gl. (3.40) wie folgt ausgedrückt werden:

FA(a) = c(a) i(a) + c(a + 7r/2) • i(a + 7r/2)
V

v

' "
v

'

Fl(a) F2(a)

(3.58)

Pvn(a) == R-i(a)2+R-i(a + 7r/2)2 .

Pvm(a) Pvci2(a)

(3.59)
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a) k =1, k =0.75
p m

b) k =1, k =0.95
p m

". 0.5

0 45

a [Grad]

45 90

a [Grad]

Abb. 3.13: Erregerfeld-, Strom-, Kraft- und Verlustleistungsverlauf
für 2irristN = Im, FA = IN und R = IQ, sowie kr = 0.85

a) Bei <5mm-°ptimierter Erregergeometrie

b) Wie bei a), aber mit grösserem km

Die Antriebskraft ist vom Phasenwinkel a unabhängig und entspricht
der Kraft Fl, welche gemäss Gl. (3.56) linear in die Stromfunktion

eingeht.
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In Abb. 3.13 sind die phasenwinkelabhängigen Verläufe von Erreger¬

feld, Phasenstrom, Kraft und Verlustleistung für 2 verschiedene Er¬

regergeometrien dargestellt. Auf der linken Seite befinden sich die

Verläufe bei (^„„-optimierter Erreger géométrie. Wird die bezoge¬
ne Magnetlänge von 0.75 auf 0.95 erhöht (rechte Seite), vergrossert
sich auch der Maximalwert des Erregerfeldes. Allerdings wird diese

Erhöhung mit einem Absinken des Feldwertes bei 45° erkauft. Da

bei diesem Winkel die Verlustleistung maximal ist, verringert sich

bei Verlängerung des Permanentmagneten auch der volumenbezogene
Gütewert Q*mm.

3.2.2 Statorabmessung

In Kap. 3.2.1 wurde die optimale Erregergeometrie mit dem Ziel maxi¬

maler volumenspezifischer Güte bestimmt. Auf derselben Basis kann

auch die radiale Abmessung des Stators bestimmt werden, wenn der

Statorinnenradius als gegeben betrachtet wird.

Rückschluss ^^^^^.

~^^ r%/\ Spule

^^^^^^^^ Zahnkopf

Abb. 3.14: Statorquerschnitt

Die volumenspezifische Güte ist gemäss Gl. (3.52) und Gl. (3.51) um¬

gekehrt proportional zum Produkt R Vuk- Während das Magnet¬
kreisvolumen Vmk quadratisch mit dem Statoraussenradius zunimmt,
wird der ohmsche Widerstand R monoton kleiner (siehe Gl. (3.25)).
Die Widerstandsfunktion hat beim minimalen Statoraussenradius auf¬

grund des verschwindenden Spulenquerschnitts eine Unendlichkeits¬

stelle und nähert sich für grosse Werte einem konstanten Wert an.

Aufgrund der beschriebenen Verhalten von Magnetkreisvolumen und

ohmschem Widerstand kann ein Statoraussenradius mit maximaler
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volumenspezifischer Güte gefunden werden.

Für die Berechnung des Optimums soll der von der Statorgeometrie

abhängige Teil der Gl. (3.55) ohne den radiusunabhängigen Therm

—^fe verwendet werden:
Tp/2

QLn~(^)2-\raSp:nSp)y (3.60)
\rastj (raßp + rißp)

Mit den folgenden Gleichungen werden die bezogenen Grössen kßt,

kzk und kru eingeführt:

kßt =
^ (3.61)
rißt

kzk = —z—n (3.62)
TT rißt

kru =
T' (3.63)

TT rißt

kßt ist der auf den Statorinnenradius bezogene Statoraussenradius.

kzk und kru sind die auf den Statorinnenquerschnitt bezogenen Quer¬
schnittsflächen von Zahnkopf und Rückschluss.

Mithilfe von Gl. (3.61), Gl. (3.62), Gl. (3.63) sowie Gl. (3.74), Gl. (3.75)
kann Gl. (3.60) in Abhängigkeit der bezogenen Grössen ausgedrückt
werden:

l+fc^

V st K'-«

Sind Zahnkopf- und Rückschluss-Querschnitt gegeben, lässt sich der

Güteverlauf in Abhängigkeit des bezogenen Statoraussendurchmessers

darstellen. In Abb. 3.15 ist der Verlauf für die Werte kzk = 0.33 und

kru = 1.26 ersichtlich.

Der Maximalwert der Güte wird beim optimalen Statoraussenradius

k°sFt erreicht. Die Maximalstelle mit demdazugehörenden Gütewert ist

vom gewählten Zahnkopf- und Rückschluss-Querschnitt abhängig. In
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Abb. 3.15: Volumenspezifische Güte Q*mm[p.u] in Abhängigkeit des

bezogenen Statoraussenradius (kzk = 0.33, kru = 1.26)

Abb. 3.16 ist diese Querschnitt-Abhängigkeit ersichtlich. Die Gütewer¬

te sind auf den Wert bei verschwindendem Zahnkopf- und Rückschluss-

Querschnitt bezogen. Für technisch sinnvolle Zahnkopf- und Rück-

V\ %\

Q . [P- u.]

vv

0.5 ÖV

^•x\? \
•>.

Vc\ vö
•V\

^ •°\
0 (^ ^

Abb. 3.16: Optimale bezogene Statoraussenradien und die dazu

gehörenden Maximalwerte der volumenbezogenen Güte bei

verschiedenen Zahnkopf- und Rückschluss-Querschnitten
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Schlussquerschnitte liegt der optimale Statoraussenradius im Bereich

von /s°f =22 26.

3.2.3 Geometrie der Nuten und Zähne

Die magnetische Flussführung im Stator des Polysolenoidantriebs wird

vom darin enthaltenen Statoreisen übernommen. Aufgrund der guten

magnetischen Leitfähigkeit kann für die Auslegung des Antriebs des¬

sen magnetischer Widerstand näherungsweise vernachlässigt werden.

Diese Vereinfachung ist zulässig, falls keine Sättigung des Eisens auf¬

tritt, d.h. falls das B-Feld die Sättigungsinduktion Bßat des verwen¬

deten Materials nicht überschreitet (siehe Abb. 3.17).

B

|ir klein

Bsat • - s

/Vr gross

— * H

Abb. 3.17: BH-Kennlinie von Eisen

Bis zu diesem Grenzwert ist die relative magnetische Permeabilität

pr sehr gross, womit auch bei grösserer Eisenweglänge nur ein kleiner

magnetischer Widerstand resultiert. Im Bereich der Sättigungsinduk¬
tion nimmt pr sehr rasch ab und strebt mit zunehmender Feldstärke

gegen 1. Magnetisch gesättigte Stellen im Eisen verhalten sich deshalb

für die über der Sättigungsfeldstärke liegenden Feldanteile wie Luft -

mit grossem spezifischem Widerstand.

Der unbestromte Polysolenoidantrieb kann bezüglich der magneti¬
schen Flussführung als Grundzustand betrachtet werden. Das aus Per¬

manentmagneten bestehende Erregersystem des Läufers bildet dabei

die magnetische Quelle, deren Fluss über die Zähne und den Rück¬

schluss des Stators geführt wird. In dieser Konfiguration sollten bei

korrekter Auslegung unabhängig von der Läuferposition noch kei-
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ne Sattigungseffekte auftreten Werden die Antriebsphasen bestromt,

überlagern sich in den Zahnen und im Rückschluss die elektrisch er¬

zeugten magnetischen Flusse Diese sind bei ungesättigtem Eisenkreis

proportional zu den Phasenstromen Werden die Strome stetig erhöht,
wird der Gesamtfluss emMass erreichen, bei dem der Eisenkreis punk¬
tuell in Sättigung geht Bei weiterer Stromer hohung breiten sich die

gesattigten Stellen aus und verursachen im Eisenkreis einen stark an¬

steigenden magnetischen Spannungsabfall Damit endet das lineare

Verhalten des Antriebs Das Verhältnis von Phasenkraft und Pha¬

senstrom entspricht nicht mehr der charakteristischen Kraftfunktion

c(a), sondern weicht durch em wmkelabhangiges Absinken der Werte

zunehmend davon ab Dadurch nimmt auch die Gute des Antriebs ab

Zur Abschätzung, ab welcher Antriebskraft FAat mit ersten Satti-

gungseffekten zu rechnen ist, werden die Fluss- und Induktionsverhalt-

msse im Stator an drei kritischen Stellen genauer betrachtet Im Zahn¬

hals (zh), im Zahnkopf (zk) und im Rückschluss (ru) Diese Stellen

sind in Abb 3 18 zusammen mit den verschiedenen magnetischen
Flüssen dargestellt Die Berechnungen beruhen auf einem sattigungs-
freien Eisenkreis

xru
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Abb 3 18 Magnetische Flusse im Stator-Zahn
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3 2 Auslegung

Der magnetische Fluss durch einen beliebigen Querschnitt im Eisen-

kreis setzt sich aus dem durch die Permanentmagnete des Laufers er¬

zeugten Fluss (PM-Fluss) sowie aus dem elektromagnetisch erzeugten
Fluss (EL-Fluss) der bestromten Statorwicklungen zusammen

ELi
$(a) = $^M («)+$(«) (3 65)

Wird die Gleichung durch die zur Flussrichtung senkrecht stehende

Querschnitts-Flache A der betrachteten Stelle dividiert, erhalt man

aufgrund der Beziehung

B =

A
(3 66)

eine Gleichung fur die mittlere Induktion

B(a) = BPM(a) + BEL(a) (3 67)

PM-Flüsse und -Induktionen

Im Folgenden sollen die lagewmkelabhangigen magnetischen Flusse

$>PM(a) und die mittleren Induktionswerte BPM(a) an den kritischen

Stellen im Eisenkreis aus dem Erregerfeldverlauf Br(a) bestimmt wer¬

den

Abb 3 19 PM-Fluss in Zahnkopf und Zahnhals
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Abb 3 20 Maximaler PM-Fluss im Rückschluss bei a = 90(

Wie aus Abb 3 19 zu entnehmen ist, können die PM-Flusswerte in

Zahnhals und Zahnkopf gemäss Gl (3 68) und Gl (3 69) einfach be¬

stimmt werden Wahrend fur den radialen Zahnhals-Fluss das Erre¬

gerfeld über eine halbe Polteilung integriert werden muss, ist fur den

axialen Zahnkopf-Fluss lediglich von einer Zahnhaisseite bis zur Nut-

mitte zu integrieren Der entsprechende Wmkelbereich azk kann nach

Gl (3 72) bestimmt werden

Zur Berechnung des lagewmkelabhangigen PM-Flusses im Rückschluss

reicht die Kenntnis des Erregerfeldverlaufs nicht aus
5 Dennoch kann

der Spitzenwert, wie aus Abb 3 20 ersichtlich ist, nach Gl (3 71) be¬

stimmt werden Zur weiteren Rechnung wird der Verlauf als Näherung

sinusförmig gemäss Gl (3 70) angenommen

5 Dazu musste der Erregerfeldanteil aller positiv magnetisierter Permanentma

gnete bzw jener aller negativ magnetisierter Permanentmagnete bekannt sein
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2irrißt —\ Br(a*)da*
K Ja.

T fa+2
2nrist •

-* / Br(a*)
11 Ja+^—cxzk

da*

(3.68)

(3.69)

CfV) = 4>ru • sin(a) (3.70)

ê
—

^
ru 2irrist -?- /

2

ßr(a*)da*
^ Jo

(3.71)

«,fc = -(l-2—) (3.72)

Die Querschnittsflächen der kritischen Stellen berechnen sich nach

folgenden Gleichungen:

Azh = 2irriSpbzh (3.73)

Azk = TT (rißp2 - rißt2) (3.74)

Aru = TT (rast2 - ra,ßv2) . (3.75)

Damit lassen sich die mittleren Induktionswerte als Verhältnis von

Fluss und Querschnittsfläche errechnen:

B-T(a) = %i^ (3.76)

BpM(a) = %A^ (3.77)
sT-zk

BpM(a) = %M. (3.78)

EL-Flüsse und -Induktionen

Der EL-Fluss §EL setzt sich aus den Fluss-Anteilen aller bestrom-

ter Spulen zusammen. Während beim Zahnhals-Fluss die beiden be¬

nachbarten Spulen relevante Flussanteile liefern, ist beim Zahnkopf-
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und beim Ruckschluss-Fluss lediglich die anliegende Spule zu berück¬

sichtigen Der lineare Zusammenhang zwischen der Durchflutung und

dem magnetischen Fluss erlaubt mithilfe einer FEM-Simulation die

Bestimmung der Verhaltnisse

Rzh —

R-zk =

0

e

WW)
o

<£EE(ö)

fur alle betrachteten Stellen (Abb 3 21)

C(6)

(3 79)

(3 80)

(3 81)

Abb 3 21 EL-Fluss bei bestromter Wicklung (Durchflutung ff)

Die Werte können als virtuelle magnetische Widerstände betrachtet

werden Sie sind von der Zahngeometrie abhangig
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Damit können die EL-Fluss-Werte gemäss Gl. (3.82), Gl. (3.83) und

Gl. (3.84) bestimmt werden. Mit der Festlegung der Phasenströme

gemäss Gl. (3.56), können die Flusswerte abhängig vom Erregerfeld¬
verlauf Br(a) ausgedrückt werden.

$iL(a) = <S>T(a) + <S>P£2(a)

_

Ni-i(a) Ni2(a)

*»)

Rzh Rzh

Fl Br( a-f-f) - Br(a)
2tt rißt Zßt Rzh Br(a :+f)2+ßr(a)2

*f*hl(«)
A^i(a)

R-zk

Fl Br{a+fj

(3.82)

2TTristZßtRzk Br(a + f )2 + Br(a)2
(3.83)

Ni-i(a)

Fl Br(a+f)
2TTrißtZßtRru Br(a + f )2 + Br(a)2

(3.84)

Analog zur mittleren PM-Induktion kann auch die mittlere EL-Induk-

tion an den kritischen Stellen durch Division der EL-Flüsse und der

entsprechenden Querschnittsflächen bestimmt werden:

BfhL(a) =
S^

(3.85)
-A-zh

mL(«) = ^f^ (3.86)

§EL(a)

BEE(a) = --2_U (3.87)
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Sättigungs-Kräfte

Bildet man die Differenz zwischen der materialabhängigen Sättigungs-
Induktion BSat und der PM-Induktion, ergibt sich für die betrachteten

Stellen die Obergrenze der mittleren EL-Induktionswerte:

nELSat
F>zh

nELSat
Bzk

nELSat

(a)
nSat

_ pPM (3.88)

(a)
nSat nPM

- FS -

FSzk (3.89)

(a) =

nSat nPM
- FS -

tSru . (3.90)

Indem die EL-Induktionen (Gl. (3.85), Gl. (3.86) und Gl. (3.87)) mit

den entsprechenden EL-Sättigungs-Induktionen (Gl. (3.88), Gl. (3.89)
und Gl. (3.90)) gleichgesetzt werden, können die Sättigungs-Kräfte

gemäss Gl. (3.91), Gl. (3.92) und Gl. (3.93) bestimmt werden. Die¬

se stellen die betraglichen Maximalwerte der Antriebskraft dar, ohne

dass der Eisenkreis an den entsprechenden Stellen in Sättigung geht.
Ein negativer Wert bedeutet, dass bereits durch das Erregerfeld die

Sättigungsinduktion des Eisens überschritten wird.

F^(a) 2TTTlStZßtAzhRzh
Br(a+^)2 + Br(a)2

Br(a)-Br(a+%)
nELSat
F>zh (a)

(3.91)

F£kat(a) 2TTrißtZßtAzkRzk
Brfa+l)2

Br(a) - Br(a + f)
nELSat
Bzk (a)

(3.92)

FrT («) = 2TT rißfZßfAruRr
Br(a+i)2

nELSat f \

Bru (a)
'Br(a) -ßr(a+f)

(3.93)
Damit die kritischen Stellen im Eisenkreis unabhängig vom Lagewin¬
kel a sättigungsfrei bleiben, müssen als Sättigungs-Kraftwerte die Mi¬

nimalwerte bestimmt werden:
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ÇpSat
zh

ÇpSat
zk

ÇpSat
ru

min(F^(a))

min(FzT(a))zk

Satz
=

min(Fr4at(a))

(3.94)

(3.95)

(3.96)

Der Sättigungs-Kraftwert FAat des Antriebs entspricht dem kleinsten

der oben aufgeführten Werte:

TjSat
Fa

fi Sat TPSat
min \r zh ,

r zk ,
^

ru

pöat Tp Sat\
(3.97)

Bis zu dieser Kraft zeigt der genutete Polysolenoidantrieb aufgrund
des sättigungsfreien Eisenkreises ein lineares Verhalten. Der lineare

Bereich erstreckt sich allerdings darüber hinaus, da erst ausgedehnte

gesättigte Stellen, welche auch einen relevanten magnetischen Span¬

nungsabfall im Eisenkreis bewirken, zu einem nichtlinearen Verhal¬

ten führen. Zur Vergrösserung des linearen Bereichs, stehen gemäss
Gl. (3.91), Gl. (3.92) bzw. Gl. (3.93) folgende Möglichkeiten zur Ver¬

fügung:

• Verwendung eines Materials mit höherer Sättigungs-Induktion

• Vergrösserung des Eisenquerschnitts an der begrenzenden Stelle

• Vergrösserung der virtuellen Widerstandswerte.

In Abb. 3.22 sind der Erregerfeldverlauf und die Sättigungs-Kräfte der

drei kritischen Stellen (zh, zk, ru) für eine gegebene Statorgeometrie

dargestellt.

H

m1'

0 90 180

a [Grad]

fe

i ; i
\

.
-- zh

7/ •

../-.

-- zk

ru

0 90 180

a [Grad]

Abb. 3.22: Erregerfeldverlauf und Sättigungs-Kräfte
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Wird die kleinste vorkommende Sättigungs-Kraft benutzt, umdie ma¬

gnetischen Induktionen an den entsprechenden Stellen zu berechnen,

ergeben sich die Verläufe gemäss Abb. 3.23.

0 90

a [Grad]
90

a [Grad]

m

-

B

...

B

—B

... B
Sat

-2L
0 90

a [Grad]

Abb. 3.23: PM-Induktion, EL-Induktion und Gesamt-Induktion an

den kritischen Stellen im Eisenkreis beim Sättigungskraft¬
wert FAat des Antriebs

3.2.4 Hub und Beschleunigung

Der maximale Hub des Polysolenoidantriebs ist von den Stator- und

Läuferlängen abhängig. Wird der Antrieb nur im Konstantkraftbe¬

reich betrieben, entspricht der Hub der Differenzlänge der aktiven

Bereiche in Läufer und Stator. Diese ergeben sich aus deren Polzah¬

len sowie der Polteilung:
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3.2. Auslegung

Smax — \l>La ~ ht I (3.98)
= \ZLa-Zst\rp (3.99)

Wird der Antrieb auch für den Betrieb im Randkraftbereich ausgelegt,

vergrossert sich der Hub entsprechend. Allerdings ist diese Huberwei¬

terung wie in Kap. 2.2.1 gezeigt mit einer Reduktion der maximalen

Antriebskraft verbunden. Zudem nimmt in diesem Bereich auch die

Güte ab.

Gemäss Gl. (3.98) erfordert eine Änderung des maximalen Hubs bei

gegebenem Stator eine andere Länge des aktiven Läuferteils. Aus der

veränderten Läufermasse folgt gemäss Gl. (3.100) auch ein veränderter

Maximalwert der Beschleunigung6:

rprnax
A

(3.100)
m-La + m>LN

Dieser ist abhängig vom maximalen Hub, von der maximalen An¬

triebskraft sowie von der Masse der Nutzlast. Im Gegensatz dazu ist

die Grenzbeschleunigung

T?m,a,x

a.g = ^g— (3.101)

unabhängig von Hub und Lastmasse. Sie wird bestimmt durch die

maximale Antriebskraft sowie die Masse m9La des an der Kraftbildung

beteiligten Läufervolumens. Die Grenzbeschleunigung charakterisiert

die Bauform des Antriebs bezüglich deren Dynamik.

Durch Einführung der Bezugsgrössen Iß^, rn9La und ag für Längen,
Massen und die Beschleunigung, kann die Beschleunigung a*max =

o-max/o-g in Abhängigkeit der Läuferlänge ij^* = l-La^P'St* un<^ der

Nutzlastmasse m*LN = uiln/!'mLa ausgedrückt werden:

6mLa entspricht dabei basierend auf Gl. (2.11) der bewegten Masse ttila des

Antriebs.
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Langstator:

Kurzstator:

lAkt*
hLä

La "LN

]Akt*

hLä

(3.102)

(3.103)
"LN

Die Läufermasse niLä wurde dabei proportional zur aktiven Läufer¬

länge ijjff gesetzt. Die Masse der nichtaktiven Läuferenden ist daher

zur Nutzlastmasse uiln zu rechen.

In Abb. 3.24 sind die Beschleunigungswerte in Abhängigkeit der ak¬

tiven Läuferlänge für verschiedene Nutzlastmassen dargestellt. Die

Kurve für ''LN
= 0 entspricht einem theoretischen Grenzwert. Auch

ohne eigentliche Nutzlast wird dieser Wert aufgrund der nicht akti¬

ven Läuferenden einen positiven Wert aufweisen. Es zeigt sich, dass

die höchsten Beschleunigungswerte bei niedrigen Hüben und gerin¬

gen Nutzlastmassen erreicht werden. Je kleiner die Nutzlastmasse ist,
desto grösser ist die Abhängigkeit von der aktiven Läuferlänge.

Langstatdr-
Ausführuing

—m*LN = 0

—m*l.N = 0.5

..... m*l.N = 1

m*LN = 2

—m*LN = 5

--- m*LN = 20

Abb. 3.24: Beschleunigung in Abhängigkeit der aktiven Läuferlänge

Die Beschleunigungswerte erreichen bei Polysolenoid-Linearantrieben
mit genutetem Stator aufgrund der guten Ausnutzung der Permanent-
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magnete sowie der niedrigen Läufermasse hohe Werte.

Wie die Grenzbeschleunigung ist auch die mechanische Zeitkonstante

Tme=mLA+QmLN (3.104)

eine charakteristische Grösse des Antriebs. Auch sie ist von der Nutz¬

lastmasse abhängig. Aufgrund der niedrigen Läufermasse und der ver¬

gleichsweise hohen Güte ergeben sich bei der vorliegenden Bauform

niedrige Werte.

3.3 Thermische Betrachtungen

Die durch die elektrischen und mechanischen Vorgänge entstehen¬

den Verluste im Antrieb führen zu einer von Material, Aufbau und

Kühlungsart abhängigen Erwärmung.

3.3.1 Verluste

Die Verluste können in Kupferverluste, Wirbelstromverluste, Hystere¬
severluste und Reibungsverluste unterteilt werden. Sie summieren sich

zu den Gesamtverlusten Py:

Pv=Pvn+Pvw,. + PvHy+Pvp, (3.105)

Kupferverluste

Während das Erregerfeld verlustfrei durch die Permanentmagnete ge¬

bildet wird, entstehen beim elektrisch erzeugten Magnetfeld ohmsche

Verluste in den Strom führenden Statorwicklungen. Sie werden auf¬

grund ihres Entstehungsortes als Kupferverluste bezeichnet:

Pvn=Rv21 + R^22- (3.106)

Pvm Pvci2

Erfolgt die Kommutierung der Wicklungs-Ströme gemäss Gl. (3.45),
sind die Kupferverluste bei ungesättigtem Statoreisen proportional
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zum Quadrat der Antriebskraft. Bei nicht sinusförmigem Erregerfeld¬
verlauf sind sie abhängig vom Lagewinkel des Läufers.

Wirbelstromverluste

Die Wirbelstromverluste basieren auf der ohmschen Verlustwärme von

Wirbelströmen. Diese bilden sich in elektrisch leitenden Materialien

aufgrund induzierter Spannungen, welche durch die zeitliche Ände¬

rung der magnetischen Induktion entstehen. Die Wirbelstromverluste

sind nach [Fisc92] proportional zum Quadrat der Frequenz und zum

Quadrat der magnetischen Induktion. Sie sind ausserdem umgekehrt

proportional zum spezifischen elektrischen Widerstand des Materials:

iW.~—B2f. (3.107)
Pel

Die magnetische Induktion im Polysolenoidantrieb kann sich aufgrund
zweier unterschiedlicher Ursachen ändern:

• Veränderung der Magnetkreisgeometrie
Durch die Läuferbewegung und die damit verbundene Verschie¬

bung der Permanentmagnete verändern sich auch die Indukti¬

onsverhältnisse im Stator. Diese führen zu Wirbelströmen im

Statoreisen.

• Veränderung der elektrischen Erregung
Das durch die Änderung der Phasenströme variable magnetische
Feld kann sowohl im Stator als auch in den elektrisch leitenden

Teilen des Läufers zu Wirbelströmen führen.

Wegen des grossen Volumens und den hohen Induktionswerten fällt

der grösste Teil der Wirbelstromverluste im Statoreisen an.

Hystereseverluste

Die Hystereseverluste entstehen aufgrund der Ummagnetisierung fer-

romagnetischer Materialien. Die pro Ummagnetisierungszyklus in Wär¬

me umgesetzte Energie ist proportional zur Fläche, welche von der

Hystereseschleife gebildet wird (Abb. 3.25). Der Verlauf der Hysterese¬
schleife ist vom Material sowie von der maximalen Induktion abhängig.
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+ B

H

Abb. 3.25: Hystereseschleife bei der Ummagnetisierung ferromagneti-
scher Materialien

Die Hystereseverluste sind nach [Fisc92] proportional zum Quadrat
der Stärke der magnetischen Induktion und proportional zur Fre¬

quenz:

PVHy~B2f (3.108)

Beim betrachteten Polysolenoidantrieb treten die Hystereseverluste
nur im Eisenkreis des Stators auf.

Reibungsverluste

Die Reibungsverluste entstehen an den Lagerstellen zwischen Läufer

und Stator. Bei einem verteilten Gleitlager entstehen diese Verluste

verteilt über die gesamte Statorlänge. Bei diskreten Lagern entsteht

die Reibungswärme lokal konzentriert. Die Reibungsverluste sind das

Produkt aus Reibungskraft und Bewegungsgeschwindigkeit:

Pvr = Fr-v (3.109)

3.3.2 Thermisches Modell

Analog zum elektrischen Ersatzschaltbild kann zur Bestimmung des

wärmetechnischen Verhaltens eines Antriebs ein thermisches Ersatz¬

schaltbild erstellt werden. Die Verluste bilden dabei die thermischen

Quellen, die Umgebung mit Umgebungstemperatur die Senke. Da die

Wärmeausbreitung örtlich verteilt abläuft, ist eine Modellierung mit

konzentrierten Elementen immer eine Vereinfachung der Realität. Mit
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Abb 3 26 Thermisches Ersatzschaltbild des genuteten Polysolenoid¬
antriebs

zunehmender Anzahl von Netzwerkelementen kann allerdings die er¬

reichbare Genauigkeit des Modells erhöht werden

Abb 3 26 zeigt eine thermische Ersatzschaltung des genuteten Poly¬
solenoidantriebs Wegen der Periodizität in der axialen Richtung wird

nur eine Polteilung betrachtet Em mittlerer Warmefluss in axialer

Richtung aufgrund der Antriebsenden wird dabei vernachlässigt
Das thermische Netzwerk kann analog zu einem elektrischen Netzwerk

z B mit dem Knotenpotentialverfahren oder dem Maschenverfahren

gelost werden Die Äquivalenz zwischen thermischen und elektrischen

Grossen ist in Tab 3 3 aufgeführt

Thermische Kapazitäten

Die thermischen Kapazitäten Cth lassen sich bei Kenntnis der An¬

triebsgeometrie und der verwendeten Materialien gemäss Gl (3 110)
mit guter Genauigkeit berechnen Dabei ist c die spezifische thermi¬

sche Wärmekapazität, p die Dichte des Materials und mdie Masse des

betrachteten Volumens V Die volumenspezifische Wärmekapazität cy

ist von der massenspezifischen Wärmekapazität cm zu unterscheiden
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Tab. 3.3: Äquivalenz zwischen elektrischen und thermischen Grössen

elektrische Grössen thermische Grössen

Name Symb. Einh. Name Symb. Einh.

Potential f [V] Temperatur i), T [K]

Spannung U [V]
Temperatur¬
differenz

Ai),
AT

[K]

Strom I [A]
Wärme¬

strom
Pv,Q [W]

Ohmscher

Widerstand
R [Q]

Thermischer

Widerstand
R [K/W]

Kapazität C [F]
Thermische

Kapazität
C [J/K]

Ladung Q [C]
Wärme¬

menge
Q [J]

Cth = cm-m = cm • p-V (3.110)

cv

Thermische Widerstände

Zur physikalischen Bestimmung von thermischen Widerständen muss

die Art des zugrunde liegenden Wärmetransportes bekannt sein. Es

gibt drei unterschiedliche physikalische Effekte, auf denen der Wärme¬

transport basieren kann: Warmeleitung, Warmetransport durch Kon¬

vektion und Wärmestrahlung. Entsprechend werden auch die thermi¬

schen Widerstände unterschiedlich berechnet.

• Wärmeleitung
In festen Materialien erfolgt der Wärmetransport durch Wärme¬

leitung. A ist die spezifische Wärmeleitfähigkeit des Materials,
A die Querschnittsfläche des betrachteten Volumens quer zur

Wärmestromrichtung und l die Volumenlänge in Richtung des

Wärmestroms.
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RX = - (3.111)

• Wärmeübergang durch Konvektion

Ein Wärmeübergangswiderstand durch Konvektion muss berück¬

sichtigt werden, wo der Wärmeaustausch zwischen einer Fest¬

körperoberfläche und einem Fluid stattfindet. Die Wärme wird

dabei stoffgebunden durch die Bewegung des Fluids transpor¬
tiert. Der Wärmeübergangskoeffizient ap der Konvektion ist

von der Oberflächen-Geometrie des Festkörpers sowie von ver¬

schiedenen physikalischen Eigenschaften des Fluids abhängig.

RK = —!-r (3.112)
a.pA

• Wärmeübergang durch Strahlung
Jede Körperoberfläche kann durch Strahlung Wärme übertra¬

gen. Diese Art des Wärmeaustausches ist nicht stoffgebunden,
funktioniert also auch im Vakuum. Der Wärmeübergangskoeffi¬
zient der Strahlung cxß ist sowohl von der Oberfläche als auch

von Objekt- und Umgebungstemperatur abhängig.

Rs = ^I ^

Während im thermischen Modell gemäss Abb. 3.26 die Widerstände

im Stator hauptsächlich auf Wärmeleitung beruhen, basiert der Über-

gangswiderstand zwischen Oberfläche und Umgebung auf Konvektion

und Strahlung.

Zur Abschätzung der Netzwerkelemente sind in Tab. 3.4 die wichtigs¬
ten thermischen Eigenschaften der antriebstechnisch relevanten Ma¬

terialien aufgeführt.

3.3.3 Bestimmung der thermischen Widerstände

Werden die thermischen Widerstände im Stator zu einem einzelnen

Innenwiderstand zusammengefasst und der Übergangswiderstand zwi¬

schen Zylinderoberfläche des Antriebs und Umgebung in einen Strah-
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Tab 3 4 Matenaleigenschaften bei 20° C

Material

0)

u
• PH

Q

Massenspezifische Wärmekapazität Volumenspezifische Wärmekapazität Wärme¬ leitfähigkeit
Symbol Pm ^m C-V PmC-m A

Einheit g/cm3 J/kgK J/cm3K W/mK
Aluminium 27 896 2 42 239

Eisen 7 86 450 3 54 80

Stahl 79 490 3 87 50

Kupfer 8 92 383 3 42 390

Kupferlackdrahta 7 22 370 2 67 2b

Kunststoff0 1 5 1500 2 25 0 25

Luft 0 0013 1005 0 0013 0 023

NdFeB 75 440 3 30 9

aDie Werte sind Abschatzungen nach [Gott62]
Quer zur Wicklungsrichtung

cTypische Werte

lungs- und Konvektions-Widerstand aufgeteilt, ergibt sich die Konfi¬

guration gemäss Abb 3 27

Der Ubergangswiderstand RTJ entspricht dabei der Parallelschaltung
von Strahlungs- und Konvektions-Widerstand

Die einzelnen, auf eine Polteilung bezogenen Widerstände werden im

Folgenden fur den genuteten Polysolenoidantrieb bestimmt
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Umgebung

Abb 3 27 Thermisches Ersatzschaltbild der verschiedenen Wi¬

derstände

Innenwiderstand Rj

Der Innenwiderstand Rj gemäss Abb 3 27 ist von der geometrischen

Anordnung und den thermischen Leitfähigkeiten der verwendeten Ma¬

terialien des Stators abhangig Da eine analytische Behandlung sehr

aufwandig ist, wird der Wert mithilfe einer FEM-Simulation bestimmt

Basierend auf der Annahme, dass die Reibungsverluste hauptsächlich
über den Laufer an die Umgebung abgegeben werden und die Eisen¬

verluste durch die gute Wärmeleitfähigkeit des Stator-Eisens einen

niedrigen Warmewiderstand 'sehen', wird lediglich der thermische Wi¬

derstand zwischen Wicklung und Statoroberflache betrachtet

Die FEM-2D-Simulation wird fur einen Polysolenoid-Stator mit ei¬

nem Aussendurchmesser D = 37mmüber eine Polteilung von rp =

10mmgemacht Die Leistung der beiden Wicklungen betragt zusam¬

men Pvn = 100W Die Statoraussenoberflache wird auf die Ober¬

flachentemperatur '&o = 20°C gesetzt Aus dem Temperatur-Maxi¬
malwert i3'Aax der berechneten Temperaturverteilung kann der Innen¬

widerstand gemäss folgender Gleichung bestimmt werden

Rj

mmax $(
p

vn

(3 115)

Da der Widerstand stark vom thermischen Übergang zwischen der

Wicklung und dem Statoreisen abhangig ist, werden 3 verschiedene

Konfigurationen betrachtet
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3.3. Thermische Betrachtungen

1. Idealisierter Übergang: Die Spule hat direkten und vollflächigen
Kontakt zum Statoreisen (Abb. 3.28)

2. Zwischen Spulenfläche und Statoreisen gibt es einen Luftspalt
mit d = 0 1mm7

(Abb. 3.29)

3. Zwischen Spulenfläche und Statoreisen gibt es einen Spalt mit

d = 0 1mm, welcher mit Kunststoff (z.B. durch Vergiessen) aus¬

gefüllt ist (Abb. 3.30).

Abb. 3.28: Thermische FEM-Simulation: Übergang Wicklung-Stator¬
eisen optimal

Abb. 3.29: Thermische FEM-Simulation: Übergang Wicklung-Stator¬
eisen mit 0.1 mm-Spalt aus Luft

Wie aus Tab. 3.5 ersichtlich ist, unterscheiden sich die aus den Si¬

mulationen bestimmten Innenwiderstände zum Teil erheblich. Ergibt

7Bei dünnen Fluidschichten kann von reiner Warmeleitung im Fluid ausgegan¬

gen werden.
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Abb. 3.30: Thermische FEM-Simulation: Übergang Wicklung-Stator¬
eisen mit 0.1 mm-Spalt aus Kunststoff

Tab. 3.5: Innenwiderstände Rj berechnet aus Simulationsergebnissen

Simulation ,&rno,x [çr] Rilwl
Idealer Übergang 55 0.35

Luftspalt, d = 0.1mm 175 1.55

Spalt aus Kunststoff, d = 0.1mm 66 0.46

sich, bedingt durch den Produktionsprozess, ein Luftspalt von 0.1mm,

steigt der Widerstandswert im Vergleich zum idealen Übergang auf

über das Vierfache an. Wird ein Luftspalt z.B. durch Vergiessen im

Vakuum mit Kunststoff gefüllt, kann der Einfluss des Spaltes auf den

Innenwiderstand durch die bessere Wärmeleitfähigkeit des Kunststoffs

stark reduziert werden. Wegen der schlechten Wärmeleitung von Luft

sind Luftspalte in Wärmeflussrichtung daher zu vermeiden.

Konvektions-Widerstand Rp

Der Konvektions-Widerstand Rp ist nach Gl. (3.112) umgekehrt pro¬

portional zum WärmeübergangskoefRzienten ap. Dieser kann nach

der allgemeinen Gleichung

aK = —Nu (3.116)
l'Ch

bestimmt werden. A ist dabei die thermische Leitfähigkeit des Fluids.
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3.3. Thermische Betrachtungen

Wie bei allen folgenden Stoffwerten des Fluids ist dieser Wert bei der

mittleren Fluid-Temperatur Tm = (Tp —To)/2 zu bestimmen. Die

charakteristische Länge Ich und die dimensionslose Nusselt-Zahl Nu

sind abhängig von der Problemstellung. Beim konvektiv gekühlten
horizontalen Zylinder entspricht dessen Durchmesser der charakteris¬

tischen Länge. Die Nusselt-Zahl kann dazu gemäss den Gleichungen
in Tab. 3.6 für natürliche und die erzwungene Konvektion bestimmt

werden. Die Gleichungen stammen aus [Kalb02].

Tab. 3.6: Nusselt-Zahlen bei Konvektion am horizontalen Zylinder

iP
Natürliche Konvektion

N
fo 36 + 0 533Äa1/4/(Pr), 1CT4 < Ra < 109

~

\0 15Äa1/3/(pr)4/3; i09 < Äa < 4 • 1014

mit f(Pr) = (1 + (2Pr)-g/w)-4/g

für 0 002 <Pr < 8000

Erzwungene Konvektion

f(0 43 + 0 5Äe0B)Pr038(1f=)02B, 1< Re < 103
Nii —1 Pr°

\0 25Re06Pr038(^4)025, 103 < Re < 2 • 10B

wobei Pro die Prandtl-Zahl bei To ist

für 0 6 < Pr < 500

Zur Bestimmung der Nusselt-Zahl wird auch die Prandtl-Zahl benötigt.
Diese rein fluidspezifische Grösse berechnet sich aus der kinematischen

Viskosität v und aus der Temperaturleitfähigkeit a:

Pr=- (3.117)
a

Die Prandtl-Zahl ist temperaturabhängig. Die Prandtl-Zahl von Luft

ist im Bereich zwischen 20° C und 100° C näherungsweise konstant
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Kapitel 3. Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator

und liegt bei ca. 0.7. Die Prandtl-Zahl von Wasser sinkt im selben

Temperatur-Bereich vom Wert 7 auf 1.75 ab.

Zur Bestimmung der Nusselt-Zahl bei natürlicher Konvektion wird

neben der Prandtl-Zahl die Rayleigh-Zahl benötigt:

Ra=9ßlch3{T°-Tu) (3.118)
va

Dabei ist ß der Wärmeausdehnungskoeffizient bei konstantem Druck,
v die kinematische Viskosität und g die Erdbeschleunigung.

Zur Bestimmung der Nusselt-Zahl bei erzwungener Konvektion

wird neben der Prandtl-Zahl die Reynolds-Zahl benötigt:

Re = ---- (3.119)
v

w ist dabei die Strömungsgeschwindigkeit des Fluids.

Strahlungs-Widerstand Rß

Der Strahlungs-Widerstand Rß berechnet sich nach Gl. (3.113). Der

dazu nötige Strahlungs-WärmeübergangskoefRzient aß kann bei ei¬

ner zylinderförmigen Oberfläche nach Gl. (3.120) berechnet werden

[Hage99]. Ao entspricht dabei der zylindrischen Antriebsoberfläche,
Ap der direkt angestrahlten Umgebungs-Oberfläche. Entsprechend
sind £o und ep die EmissionskoefRzienten, To und Tp die Tempera¬
turwerte der Flächen. Bei a handelt es sich umdie Stefan-Boltzmann-

Konstante mit dem Wert 5 67 • 10 -8 W

rn2K4-

«* = -^ rf^#) (3.120)
i + ^te-^J KT°~Tl

Ist die angestrahlte Fläche der Umgebung viel grösser als die An¬

triebsoberfläche Ao <C Ap vereinfacht sich Gl. (3.120) zur folgenden

Beziehung:

*s = <?eo[f—f) (3.121)
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3.3. Thermische Betrachtungen

Bei einer Umgebungstemperatur von 'dp = 20°C, einer Oberflächen¬

temperatur von '&o = 75° C und einem EmissionskoefRzienten Eo =

0 9 ergibt sich dabei ein WärmeübergangskoefRzient aß = 6 8W/m2K.

10

10

(4

10

10

10
20

Wasser, erzwungene Konvektion, v = 1m/s

-

Wasser, natürliche Konvektion
,

Luft, erzwungene Konvektion, v = 5m/s

Luft, erzwungene Konvektion, v = 1m/s

Strahlung, e = 0.9
. _

:.

Luft, natürliche Konvektion

40 60

%[°C]

80 100

Abb. 3.31: Temperaturabhängigkeit der WärmeübergangskoefRzien¬
ten beim Zylinder(Z) = 37mm, dp = 20°C)

Vergleich der Widerstandswerte

In Abb. 3.31 sind die WärmeübergangskoefRzienten bei verschiede¬

nen Konvektionsarten sowie bei Strahlung abhängig von der Zylinder-

Oberflächentemperatur dargestellt. Daraus lassen sich bei gegebener
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Oberfläche die entsprechenden thermischen Widerstände bestimmen.

Werden die Widerstandswerte Rp Rß, Rp und Ru gemäss Abb. 3.27

für die verschiedenen konvektiven Kühlungsarten miteinander vergli¬

chen, ergeben sich die Verhältnisse gemäss Tab. 3.7.

Tab. 3.7: Vergleich der thermischen Widerstandswerte Rj, Rß, Rp
und Rjj für eine Polteilung bei unterschiedlichen konvekti¬

ven Kühlungsarten (D = 37mm)

Konvektionsart der Kühlung Ri[w\ Rs[w] rk[w] RjAw\

Luft, natürlich 125 59

Luft, erzwungen (v = 1 —) 52 36

Luft, erzwungen (v = 5—) 0.46 113 20 17

Wasser, natürlich 0 95 0.94

Wasser, erzwungen (v = 1 —) 0 14 0.14

Bei Luftkühlung ist der Übergangswiderstand gegenüber dem Innen¬

widerstand stark dominant. Bei Luftkühlung mit natürlicher Konvek¬

tion sind Strahlungs- und Konvektions-Widerstand etwa gleich gross

(siehe dazu auch [Hage99]). Die Strahlung kann in diesem Fall bis zu

50% der Kühlungsleistung übernehmen. Je leistungsfähiger die kon-

vektive Kühlung ist, desto grösser wird der Einfluss des Innenwider¬

standes. Bei erzwungener Wasserkühlung kann Rj ein vielfaches des

Übergangswiderstandes RTJ ausmachen. Ein niedriger thermischer In¬

nenwiderstand ist daher hinsichtlich des Einsatzes effizienter Kühlme¬

thoden anzustreben.

3.3.4 Kühlung

Während der thermische Innenwiderstand eines Antriebs durch seinen

Aufbau gegeben ist, kann der Wärmeübergangswiderstand von der

Antriebsoberfläche an die Umgebung sowohl durch die Montageart
als auch durch das verwendete Kühlungsprinzip wesentlich beeinflusst

werden. Für Linearantriebe kommen Selbstkühlung und Fremdküh¬

lung in Frage. Bei der Selbstkuhlung wird die Wärmevon der Antriebs-
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3.3. Thermische Betrachtungen

Oberfläche durch natürliche Konvektion sowie durch Wärmestrahlung
an die Umgebung abgegeben.

Tab. 3.8: Konfigurationen zur Kühlung von runden Linear¬

antrieben

Ohne Flansch

Der 'rohe' Antrieb in seiner runden Bauform

kann bezüglich Kühlungsart als Grundkonfi¬

guration betrachtet werden. Die Kühlung ist

durch die antriebseigene Oberfläche sowie das

Kühlfluid bestimmt.

Einfacher Flansch

Durch einen einfachen, thermisch gut lei¬

tenden Flansch (z.B. Aluminium, Kupfer)
wird die Oberfläche zum Kühlfluid erhöht

und dadurch der Übergangswiderstand ver¬

kleinert. Der zusätzliche Wärmeleitwiderstand

des Flansches ist im Vergleich zum Gewinn

beim Übergangswiderstand im Allgemeinen

vernachlässigbar. Es ist auf einen grossflächi¬

gen Kontakt von Flansch und Antrieb zu ach¬

ten.

Flansch mit Kühlrippen
Im Vergleich zum einfachen Flansch wird bei

gleichem Bauvolumen durch die Kühlrippen
eine erheblich grössere Oberfläche zum Kühl¬

fluid erreicht.

Einfacher Flansch auf grossem

Basisträger
Wird der Antrieb mit einfachem Flansch auf

einen thermisch gut leitenden, grossen Ba¬

sisträger montiert, kann der Übergangswider¬
stand von der Antriebsoberfläche zur Umge¬

bung durch die grosse Basisträger-Oberfläche
erheblich reduziert werden.
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Kühlung durch erzwungene Konvektion

Wird das Kühlfluid der Umgebung z.B. mit

einem Lüfter oder einer Pumpe in Bewegung

gebracht, kann der konvektive Wärmeüber¬

gangswiderstand bei gleichbleibender Ober¬

fläche verringert werden. Der Widerstand

nimmt mit zunehmender Strömungsgeschwin¬

digkeit ab.

Kühlung mit Kühlkreislauf

Ein Kühlkreislauf enthält ein Kühlfluid, wel¬

ches sich gegenüber dem Umgebungsfluid
durch bessere Wärmetransporteigenschaften
auszeichnet wie dies z.B. bei einem Wasser¬

kreislauf der Fall ist. Auch hier handelt es sich

um eine Kühlung durch erzwungene Konvek¬

tion, da die Strömungsgeschwindigkeit an den

zu kühlenden Oberflächen des Antriebs durch

den Kreislauf gegeben ist.

Bei der Fremdkuhlung wird entweder das Umgebungsfluid mit einem

Lüfter bzw. einer Pumpein verstärkte Bewegung versetzt, oder es wird

mithilfe eines zusätzlichen Kühlkreislaufs die Wärmeabfuhr erhöht. In

Tab. 3.8 sind verschiedene praktische Kühlungskonfigurationen auf¬

geführt.

3.3.5 Maximal abführbare Verlustleistung

Ein sehr einfaches thermisches Modell eines Antriebs ist in Abb. 3.32

dargestellt. Es berücksichtigt lediglich die thermische Kapazität des

gesamten Antriebs sowie den thermischen Widerstand vom wärmsten

Punkt zur Umgebung.
Zwischen der Verlustleistung Py und der Antriebstemperatur rdA gilt

folgende Beziehung:

'&A = '&U +
Ra

1 + jujRaCa
Pv (3.122)

A-d
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3.3. Thermische Betrachtungen

Abb. 3.32: Einfaches thermisches Ersatzschaltbild eines Antriebs

Die Übertragungsfunktion, welche den Wert RaPv mdie Temperatur¬
differenz Aß überführt, entspricht einem Tiefpass 1. Ordnung (siehe
Abb. 3.33).

*(&)

Abb. 3.33: Thermisches Übertragungsverhalten des Antriebs

Die Grenzfrequenz entspricht dem Kehrwert der thermischen Zeitkon¬

stanten

Tth —RaCa (3.123)

Linearantriebe werden oft so eingesetzt, dass ein Lastspiel zyklisch
wiederholt ausgeführt wird. Damit ergibt sich ein periodischer Ver¬

lauf der Verlustleistung Py. Der Gleichanteil entspricht dem arithme¬

tischen Mittelwert

Pv =

1 Tzykl

Pv(t)dt
Tzykl JO

und führt zu einer mittleren Antriebstemperatur

(3.124)
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êA = êp + RAPv (3.125)

Die Umgebungstemperatur wird dabei als konstant angenommen.

Der Wechselanteil der Verlustleistung hat eine Grundfrequenz, welche

der Zyklusfrequenz der mechanischen Bewegung entspricht. Ist diese

viel grösser wie die thermische Grenzfrequenz des Antriebs, wird sich

in der Temperaturdifferenz aufgrund der Dämpfung kein relevanter

Wechselanteil überlagern. Die Antriebstemperatur kann somit nach

Gl. (3.125) berechnet werden, falls folgende Bedingung erfüllt ist:

Tzykl « RaCa (3.126)

Die maximalen thermischen Verluste, welche in einem Antrieb entste¬

hen dürfen, können nach folgender Gleichung bestimmt werden:

ryrnax ryrnax

prnax =

AU
(3-^7)

Ra

,ßmax jgj. ^e maxmiaie Dauerbetriebstemperatur des Antriebs. Sie ist

hauptsächlich durch die verwendeten Materialien bzw. deren thermi¬

scher Belastbarkeit bestimmt. In diesem Wert ist ausserdem eine ge¬

wisse Sicherheitsreserve vorzusehen.

Die Umgebungstemperatur ist abhängig vom Einsatzort und ist meist

zeitlichen Schwankungen unterworfen. Für die Bestimmung der maxi¬

mal abführbaren thermischen Leistung ist der Maximalwert der Um¬

gebungstemperatur 'drjfax zu wählen.

RA setzt sich aus dem thermischen Innenwiderstand sowie aus dem

von der Kühlungsart abhängigen Übergangswiderstand zusammen. Je

besser die im Antrieb entstehende Verlustwärme an die Antriebsober¬

fläche geleitet wird und je besser diese dann an die Umgebung über¬

tragen wird, desto kleiner wird der gesamte thermische Widerstand

RA. Die maximal abführbare Verlustleistung kann gemäss Gl. (3.127)
durch folgende Massnahmen vergrossert werden:

• Erhöhung der maximalen Betriebstemperatur {)ax

Diese Massnahme ist dem Antriebs-Hersteller vorbehalten. Sie

kann durch die Wahl temperaturbeständigerer Materialien sowie

durch eine geeignete Konstruktion erreicht werden.
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3max

'u• Reduktion der maximalen Umgebungstemperatur ê[

Die Umgebungstemperatur ist durch den Einsatzort gegeben.

Abhängig davon kann diese auch starken Schwankungen un¬

terworfen sein. Temperaturen im Bereich des Maximalwertes

können dabei unter Umständen nur kurzzeitig auftreten. In kli¬

matisierten Umgebungen kann im Allgemeinen von kleineren

Maximalwerten ausgegangen werden.

• Verkleinerung des thermischen Widerstandes RA
Einerseits kann der Antriebs-Hersteller den thermischen Innen¬

widerstand niedrig halten (Materialwahl, Konstruktion), ande¬

rerseits lässt sich der Wert durch die Montage- und Kühlungsart
wesentlich beeinflussen.

3.4 Axiale Reluktanzkräfte

Aufgrund der Läufermagnetisierung und des magnetisch gut leiten¬

den Stators treten auch im unbestromten Zustand des Polysolenoid¬
antriebs magnetische Anziehungskräfte, so genannte Reluktanzkräfte

zwischen Läufer und Stator auf. Im Folgenden werden die in axialer

Richtung wirkenden Kräfte betrachtet. Diese sind von der Läuferpo¬
sition abhängig und haben einen periodischen Verlauf.

Abb. 3.34: Axiale Reluktanzkräfte beim genuteten Polysolenoid¬
antrieb

Die resultierende axiale Reluktanzkraft setzt sich wie in Abb. 3.34

dargestellt aus zwei Reluktanzkrafttypen zusammen:
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• Reluktanzkraft aufgrund der Statorenden (Fpnd)
• Reluktanzkraft aufgrund der Statornuten (Fpfut)

Bei beiden Reluktanzkrafttypen hegt die Ursache der Kraftbildung
beim sich ändernden magnetischen Widerstand, welchen die Laufer-

Permanentmagnete bei ihrer Verschiebung 'sehen' An den Enden wird

mit dem Eintritt eines Permanentmagneten in den Stator der ma¬

gnetische Widerstand reduziert, wobei die gespeicherte Feldenergie
abnimmt und so eine zum Stator hm wirkende Kraft entsteht Im

Statormnern variert der von einem Permanentmagneten 'gesehene'

magnetische Widerstand aufgrund der sich abwechselnden hochper-
meablen Statorzahne und mederpermeablen Nutschlitze

3.4.1 Reluktanzkraft aufgrund der Statorenden

Umdie Reluktanzkraft aufgrund der Statorenden zu untersuchen,
wird der Stator als massiver, nutenloser Eisenzylinder betrachtet

Der Statorendbereich

Zur Bestimmung der an einem Statorende wirkenden Reluktanzkraft

soll ermittelt werden, bis zu welchem Abstand vom Statorende von den

Laufer-Permanentmagneten noch eine Kraft ausgeübt wird EmPer¬

manentmagnet mit genügender Distanz zum Statorende, unabhängig
davon ob er sich innerhalb oder ausserhalb des Stators befindet, wird

keine wesentliche Kraft mehr auf den Stator ausüben Umdiesen Sta¬

torendbereich zu bestimmen, wird em Lauferelement mit der Lange
einer Polteilung gemäss Abb 3 35 entlang der Bewegungsachse in

Stator r
+

Abb 3 35 Reluktanzkraft auf em einzelnes Lauferelement (Perma¬
nentmagnet) beim Einlauf in den Stator
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einen nutenlosen Stator eingeführt. Dabei wir die auftretende posi¬

tionsabhängige Reluktanzkraft ermittelt.

Die Kräfte wurden mit FEM-Simulationen für kp=1.5 und km=0.75
bei verschiedenen relativen Magnetradien kr bestimmt. Sie sind in

Abb. 3.36 bezogen auf den Statorinnenquerschnitt dargestellt.

10

z 4

k =0.75
r

/»

... k =0.85
r

.....
k =0.95

r

i \
i \

i \

/
,

i / m

/ \ '/ V

0

z/x

Abb. 3.36: Auf den Statorinnenquerschnitt bezogene Reluktanzkraft

auf einen Läufer mit der Länge einer Polteilung beim Sta¬

torendbereich (kp=1.5, km=0.75)

Es ist ersichtlich, dass die Kraftwirkung des zum Läuferelement gehö¬
renden Permanentmagneten für die gegebenen geometrischen Verhält¬

nisse nur im Bereich \z\ < 1.5 -rv relevant ist. Ausserhalb dieses Berei¬

ches kann die Kraftwirkung näherungsweise vernachlässigt werden. Es

kann somit der Statorendbereich definiert werden, innerhalb welchem

teilweise oder ganz enthaltene Polteilungs-Elemente zur Reluktanz¬

kraft beitragen. Der Statorendbereich hat die Länge von 2 Polteilun¬

gen und erstreckt sich in axialer Richtung 1.5 Polteilungen vom Stator

weg und 0.5 Polteilungen in den Stator hinein.
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Reluktanzkraft an einem Statorende

Bewegt sich ein Läufer gemäss Abb. 3.37 über ein Ende des Stators

hinweg, tragen alle Polteilungs-Elemente des Läufers, welche im Sta¬

torendbereich liegen zur resultierenden Reluktanzkraft bei.

Stator

Läufer

Abb. 3.37: Reluktanzkraft zwischen Läufer und einem Statorende

Der Verlauf der mit der Polteilung periodischen Reluktanzkraft wur¬

de mithilfe von FEM-Simulationen für verschiedene relative Magnet¬
radien kr bestimmt. Die auf den Statorinnenquerschnitt bezogenen

20 r

kr = 0.75

... k =0.85

15-
.....

k =0.95

10-

* w
pH

Abb. 3.38: Auf den Statorinnenquerschnitt bezogene Reluktanzkraft

zwischen dem Läufer und einem Statorende (kp=1.5,
rZfjl^^yj. (öl
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Kraftwerte sind in Abb. 3.38 dargestellt. Sie zeigt, dass der Kraftver¬

lauf eine asymmetrische Form und einen positiven Mittelwert aufweist.

Der Läufer wird positionsabhängig von einem Statorende unterschied¬

lich stark in den Stator hinein gezogen. Sowohl der Kraftmittelwert als

auch die Amplitude des varierenden Anteils steigen mit zunehmendem

Magnetradius.

Reluktanzkraft an beiden Statorenden

Erstreckt sich der Läufer gemäss Abb. 3.39 über beide Enden des

Stators hinaus, müssen zur Reluktanzkraftberechnung beide Stator¬

endbereiche berücksichtigt werden.

Abb. 3.39: Reluktanzkraft zwischen Läufer und beiden Statorenden

Die gesamte Reluktanzkraft kann als Summeder beiden einzelnen

Endkräfte ausgedrückt werden. Ist der Läufer genügend lang und so

positioniert, dass beide Statorendbereiche vollständig mit demLäufer-

Aktivteil überdeckt sind, ergibt sich die Gesamtkraft gemäss folgender

Gleichung:

Fei2(z) = FE1(z) + FE2(z)
= FE(z) - FE(lst - z) (3.128)

Da die Reluktanzkraft Fp periodisch mit der Polteilung auftritt, ist

die Reluktanzkraft FEi2 lediglich von der Differenzlänge Alßt mit

0 < Alßt < Tp abhängig:
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Feu(z) = FE(z) - FE(Alst - z). (3.129)

Die Differenzlänge entspricht dabei der Ergänzung vom ganzzahligen
Vielfachen einer Polteilung zur Statorlänge:

Alßt=lst(modTp). (3.130)

In Abb. 3.40 sind für verschiedene Stator-Differenzlängen die Verläufe

der Reluktanzkraft zwischen dem Läufer und den beiden Statorenden

aufgeführt. Die Kraftmittelwerte sind null und die Amplituden sowie

die Form der Kurven sind abhängig von der Differenzlänge.

pH
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Abb. 3.40: Auf den Statorinnenquerschnitt bezogene Reluktanzkraft

zwischen dem Läufer und beiden Statorenden bei ver¬

schiedenen Stator-Differenzlängen Alßt (kp=1.5, km=0.75,

Äv=0.85)

3.4.2 Reluktanzkraft aufgrund der Statornuten

Die Reluktanzkraft aufgrund der Statornuten zeigt bei einem 2-phasig-
en Polysolenoidantrieb einen mit der halben Polteilung periodischen

Verlauf, da zwei Nuten auf eine Polteilung fallen.
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3.4. Axiale Reluktanzkräfte

Abb. 3.41: Reluktanzkraft auf einen Permanentmagneten aufgrund
der Statornuten

Während die Permanentmagnete des Läufers bei kleinen Abständen

der Zahnköpfe praktisch nur die Nutschlitze und nicht die radial wei¬

ter aussen liegenden Nuten 'sehen', kann bei grösseren Abständen

-1 ' ' ' ' ' ' ' ' ' '

0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

z/(x IT)
p

Abb. 3.42: Auf den Statorinnenquerschnitt bezogene Reluktanzkraft

auf ein Läuferelement (PM) aufgrund der Statornuten

bei verschiedenen Nutschlitzbreiten (kp=1.5, km=0.75,

Äv=0.85)
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die Breite der Nutschlitze mit der Nutbreite näherungsweise gleich¬

gesetzt werden (Zahnkopfbreite ~ Zahnhalsbreite). Basierend auf die¬

ser Annahme wurden FEM-Simulationen gemäss der Anordnung in

Abb. 3.41 durchgeführt. Die Nutschlitz- bzw. Nuttiefe wurde gross

gewählt, um deren Einfluss vernachlässigbar zu halten. Die Reluk¬

tanzkraft, welche im Läufer auf ein Läuferelement mit der Länge einer

Polteilung ausgeübt wird, ist in Abb. 3.42 über eine halbe Polteilung
bei verschiedenen Nutschlitzbreiten ô dargestellt. Die über die gesam¬

te Statorlänge entstehende Reluktanzkraft kann nach Gl. (3.131) be¬

stimmt werden, wenn davon ausgegangen wird, dass sich im gesamten

genuteten Teil des Stators aktives Läufermaterial befindet.

Fn = Zßt Fpip (3.131)

Die Reluktanzkraft aufgrund der Nuten nimmt im Gegensatz zu der¬

jenigen aufgrund der Enden linear mit der Statorlänge zu.

3.4.3 Minimierung der Reluktanzkräfte

Die axialen Reluktanzkräfte wirken beim Betrieb des Linearantriebs

als Störkräfte. Beim unbestromten Antrieb machen sie sich beim ma¬

nuellen Verschieben des Läufers als Rastkräfte bemerkbar. Bei höher¬

en Geschwindigkeiten stellen die mit der Polteilung periodisch bzw.

doppelt periodischen Kraftverläufe hohe Anforderungen an den Po¬

sitionsregler. Sind die Reluktanzkräfte bekannt, können diese durch

eine Vorsteuerung in der Reglerstruktur des Positionsreglers direkt

kompensiert werden. Diese regelungstechnische Minimierung der Re¬

luktanzkräfte basiert auf einer Kraftkompensation durch den Antrieb.

Diese Methode hat den Nachteil, dass im Allgemeinen die Antriebs¬

leistung reduziert wird, welche für die eigentliche Antriebsaufgabe zur

Verfügung steht. Niedrige axiale Reluktanzkräfte bei Linearantrieben

sind daher vorteilhaft.

Im Folgenden wird untersucht, durch welche Massnahmen die axialen

Reluktanzkräfte beim genuteten Polysolenoidantrieb minimiert wer¬

den können.
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3.4. Axiale Reluktanzkräfte

Minimierung der Reluktanzkraft aufgrund der Statorenden

Wie in Abb. 3.40 ersichtlich ist, hängt die resultierende Reluktanzkraft

bei Kraftwirkung beider Statorenden stark von der Statorlänge 1st
bzw. von der Differenzlänge Alßt ab. Die Länge kann so gewählt wer¬

den, dass die Amplitude des Kraftverlaufs minimal wird. In Abb. 3.43

ist der Verlauf der bezogenen Reluktanzkraft-Amplitude FE12 in Ab¬

hängigkeit der Differenzlänge Alßt für verschiedene relative Magnet¬
radien dargestellt.

0i , , =^^ , 1

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Al/x
st p

Abb. 3.43: Auf den Statorinnenquerschnitt bezogene Amplitude der

Reluktanzkraft auf beide Statorenden in Abhängigkeit der

Differenzlänge Alßt (kp=1.5, km=0.75)

Die Minimalstellen für die verschiedenen Magnetradien liegen etwas

über einer halben Polteilung. Da die Kraftwerte um die Minimalstel¬

len sehr sensitiv auf die Veränderung der Differenzlängen reagieren, ist

die Wahl der genauen Werte wichtig. Im Vergleich zum ungünstigsten
Fall erreicht man durch eine optimierte Statorlänge eine Verkleine¬

rung der Reluktanzkraft-Amplitude um den Faktor 7 bis 14.
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Minimierung der Reluktanzkraft aufgrund der Statornuten

Wie in Abb. 3.42 ersichtlich, steigt die Reluktanzkraft mit zunehmen¬

der Nutschlitzbreite stark an.

3r

kr = 0.75

2.5- --- k^ = 0.85

.....
k =0.95

r

2-

u

Z 1.5-

:Ph 1 -

0.5-

0.2 0.3

8/(x IT)

Abb. 3.44: Auf den Statorinnenquerschnitt bezogene Amplitude der

Reluktanzkraft auf ein Läuferelement (PM) aufgrund der

Statornuten in Abhängigkeit der Nutschlitzbreite (kp=1.5,
rZfjl^^yj. (öl

Die Abhängigkeit der Kraft-Amplitude von der Nutschlitzbreite ist in

Abb. 3.44 für verschiedene relative Magnetradien dargestellt. Niedri¬

ge Nut-Reluktanzkräfte erhält man somit ausschliesslich bei kleinen

Nutschlitzbreiten. Allerdings führen kleine Nutschlitzbreiten auch zu

grösseren Induktivitätswerten beziehungsweise zu kleineren virtuellen

Widerstandswerten gemäss Gl. (3.79), Gl. (3.80) und Gl. (3.81).
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3 5 Lagerung und magnetische Querkraft

3.5 Lagerung und magnetische Querkraft

3.5.1 Das Linearlager

Das Linearlager im Polysolenoid-Linearantrieb hat die Aufgabe, den

Laufer gegenüber dem Stator in axialer Richtung zu fuhren Es kann

entweder als verteiltes Lager über die gesamte Statorlange oder in

Form diskreter Lager an den beiden Statorenden ausgeführt werden

wie in Abb 3 45 dargestellt ist

verteiltes Lager

diskrete Lager

Abb 3 45 Diskrete und verteilte Lagerung beim Polysolenoid-
Linearantrieb

Verteiltes Lager

Das verteilte Lager beansprucht Raum zwischen Laufer und Stator,

bedingt also einen genügend grossen Abstand zwischen der Laufer¬

oberflache und den Zahnkopfen Durch die Nahe zum Stator kann es

im Betrieb thermisch stark beansprucht werden Da sich das Lager
im magnetischen Kreis des Antriebs befindet, darf das Lagermaterial
nicht magnetisch leitend sein Die grosse Lagerflache ergibt bei guter
Geradheit von Laufer und Lager eine optimale Verteilung der me¬

chanischen Belastung Der PV-Wert8 kann damit minimal gehalten
werden

Produkt aus Flachendruck und BeweeunKSKeschwindiekeit
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Diskrete Lager

Beim Einsatz diskreter Lager an den Statorenden wird die Baulänge
des Antriebs grösser. Im Gegensatz zum verteilten Lager steht in ra¬

dialer Richtung mehr Bauraum zur Verfügung. Es ergibt sich im Ver¬

gleich zum verteilten Lager eine höhere Lagerbelastung, sofern die

Länge der beiden Lager die Statorlänge nicht übersteigt. Bei grossen

Statorlängen muss aufgrund der in Kap. 3.5.2 behandelten Querkraft
mit einer leichten Durchbiegung des Läufers gerechnet werden. Da die

Quer kraft mit dem radialen Versatz zunimmt, werden sich die von den

Lagern aufzunehmenden Kräfte damit noch erhöhen.

Kunststoff-Metall-Gleitlagerung

Abhängig davon, ob eine diskrete oder eine verteilte Lagerung reali¬

siert werden soll, kommenunterschiedliche Lagertypen in Frage. Möch¬

te man auf die zusätzliche Baulänge durch diskrete Lager verzichten,
bietet sich eine Kunststoff-Met all-Paarung zur Realisierung eines ver¬

teilten Gleitlagers an. Wenn das integrierte Lager nur kleine Kräfte

und Momente aufnehmen muss, kann eine hohe Lebensdauer von meh¬

reren 100 Mio. Zyklen erwartet werden [Hitz98]. Vorausgesetzt wird,
dass das Lager im Betrieb regelmässig geschmiert wird. Im Vergleich
zu einer Metall-Metall-Paarung zeigt die Kunststoff-Metall-Paarung
auch bei Mangelschmierung oder Trockenlauf keinen Stickslip-Effekt

[RussOO], welcher für Positionierantriebe unerwünscht ist. Grenzen der

Gleitlagerpaarung sind für den Kunststoff PA 6 in folgender Tabelle

aufgeführt [Harn03].

Tab. 3.9: Maximalwerte des Gleitlagermaterials PA 6

Max. Geschwindigkeit 5 m/s
Max. mittlerer Flächendruck 690 N/cm2
Max. PV-Wert 10 5N/cm2m/s

Sind anwendungsbedingt grössere Lagerkräfte zu erwarten, müssen

diese durch externe Lager beziehungsweise Führungen aufgenommen
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werden. Durch externe Führungen lassen sich zudem höhere Führungs¬

genauigkeiten erreichen.

3.5.2 Magnetische Querkraft

Bisher wurde davon ausgegangen, dass der Läufer sich stets axial zen¬

triert im Stator befindet. Aus Symmetriegründen ist damit auch keine

Kraft in radialer Richtung zu erwarten. In der Praxis muss aufgrund
von Produktionstoleranzen allerdings mit einem radialen Versatz von

Läuferachse und Statorachse gerechnet werden (Abb. 3.46).

Abb. 3.46: Magnetische Querkraft bei radialem Versatz von Läufer¬

und Statorachse

Durch den Versatz wird der Abstand zwischen den Läuferpermanent¬

magneten und dem Statoreisen in einem 180°-Bereich umdie Versatz¬

richtung verkleinert und auf der gegenüberliegenden Seite vergrossert.
Im Bereich um die Versatzrichtung vergrossert sich damit das Erre¬

gerfeld, während es auf der gegenüberliegenden Seite kleiner wird.

Damit ergibt sich eine resultierende radiale Reluktanzkraft, welche in

Versatzrichtung wirkt. Da diese magnetische Querkraft Fq vom Lager

aufgenommen wird, ist bei einem Versatz eine erhöhte Lagerbeanspru¬

chung die Folge. Es entsteht eine zusätzliche axiale Reibungskraft

FR = pR-Fq, (3.132)

welche sowohl die nutzbare Antriebsleistung reduziert als auch die Le¬

bensdauer der Lagerung durch den grösseren Verschleiss verkürzt.
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Abb. 3.47: Magnetische Querkraft und Antriebskraft pro Polteilung
bei eisenlosem und eisenbehaftetem Läufer (r^4=6.5mm,
Äv=0.884, kp=l.54)

Wird die Querkraft mithilfe von 3D-FEM-Simulationen in Abhängig¬
keit des Versatzes Ar bestimmt, ergibt sich ein Verlauf, wie er in

Abb. 3.47 dargestellt ist. Zum Vergleich wurde neben dem Antrieb

mit eisenlosem Läufer auch das Verhalten bei einem Läufer mit Trenn¬

elementen aus Eisen untersucht. Es ist ersichtlich, dass die Bauform

mit eisenlosem Läufer im Vergleich zur eisenbehafteten Variante bei

gleichem Versatz eine deutlich kleinere Querkraft aufweist. Die Eisen¬

trennelemente ergeben bei den gewählten geometrischen Abmessun¬

gen zwar eine um rund 20% grössere Antriebskraft9, bewirken aber

eine um den Faktor 4 grössere Querkraft.

Beim Einsatz von Eisentrennelementen wirkt sich nicht nur die höhe¬

re Querkraft negativ aus. Durch das Eisen im Läufer entsteht in

der Antriebskraft zusätzlich eine Reluktanzkraft-Komponente. Sie ist

quadratisch vom Antriebsstrom abhängig und führt auch im sätti¬

gungsfreien Betriebsbereich zu einer nichtlinearen Strom-Kraft-Cha¬

rakteristik des Antriebs. Der Läufer wird ausserdem etwas schwerer,
da die Eisentrennelemente gegenüber Kunststoff- oder Aluminium-

Ausführungen eine grössere Masse aufweisen.

Die Reluktanzkraft-Komponente der Antriebskraft bei der eisenbehafteten

Bauform ist in Abb. 3.47 nicht berücksichtigt.

112



3.5. Lagerung und magnetische Querkraft

Gemäss Abb. 3.47 nimmt die Kraft bei kleinen Verschiebungen mit

dem Versatz näherungsweise linear zu. Durch Einführen einer Quer-

kraftverschiebungskonstanten Kr, kann die Querkraft formal durch

Kr und Ar ausgedrückt werden:

Fq = Kr-Ar. (3.133)

Die Querkraftverschiebungskonstante ist sowohl von der absoluten

Grösse als auch von den geometrischen Verhältnissen (kr, kp, km)
des betrachteten Magnetkreises abhängig.

Abb. 3.48: Auf die Statorlänge bezogene Querkraftverschiebungs-
konstante bei km = 0.75

Da die Querkraft eine Reluktanzkraft ist, verhält sie sich gemäss
Wachstumsverhalten (Kap. 3.6) proportional zum Quadrat des Skalie¬

rungsfaktors. Die Querkraftverschiebungskonstante ist damit propor¬

tional zum Skalierungsfaktor. Wird die Querkraft verschiebungskon¬
stante gemäss Gl. (3.134) bezogen auf die Statorlänge ausgedrückt,
erhält man eine von der absoluten Antriebsgrösse unabhängige Kon¬

stante K*.
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K* =
—^ (3.134)
Ist

Durch FEM-Simulationen wurde K* für eine Magnetlänge von km =

0 75 bei verschiedenen Polteilungen kp und Magnetradien kr bestimmt.

Diese Werte sind in Abb. 3.48 dargestellt.

Die Querkraft, welche beim genuteten Polysolenoidantrieb auf den

Läufer wirkt, kann damit wie folgt berechnet werden:

Fq = K* Ist Ar (3.135)

Die Ergebnisse zeigen, dass bereits bei kleinen Antrieben die Quer¬
kräfte bei nichtzentrischer Führung des Läufers gross werden können.

Eine präzise Fertigung der Führungslager ist beim genuteten Polyso¬
lenoidantrieb daher wichtig.

3.6 Wachst umsverhalt en

Das Wachstumsverhalten beschreibt den Zusammenhang zwischen un¬

terschiedlich grossen, geometrisch ähnlichen Antrieben. Dabei wird

das Wachstum relevanter physikalischer Grössen in Beziehung zum

geometrischen Wachstum des Antriebs gesetzt. Das hier behandelte

Wachstumsverhalten bezieht sich auf den in dieser Arbeit themati¬

sierten Polysolenoidantrieb. Es hat aber grösstenteils auch bei ande¬

ren Bauformen Gültigkeit.
Zur Bestimmung des Wachstumsverhaltens wird ein geometrischer

Skalierung sfakt or k eingeführt. Dieser skaliert alle Längen x der An¬

triebsgeometrie auf die Längen kx. Damit kann das Wachstum be¬

trachteter Grössen durch deren Abhängigkeit vom Skalierungsfaktor
beschrieben werden.

Da die Kühlungsart das Wachstumsverhalten der davon abhängigen
Grössen beeinflusst, werden diese kuhlungsabhangigen Grossen sepa¬

rat behandelt. Zuerst wird das Wachstumsverhalten der kuhlungsun-

abhangigen Grossen bestimmt.
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3.6.1 Kühlungsunabhängige Grössen

Eine Übersicht über das Wachstum von Grössen, welche von der Küh¬

lungsart unabhängig sind, zeigt Tab. 3.10. Aus der Grundgleichung
sowie dem Wachstum der einzelnen Parameter ergibt sich jeweils das

Wachstum der aufgeführten Grösse.

Tab. 3.10: Wachstumsverhalten von kühlungsunabhängigen Grös¬

sen bei einer Skalierung der Antriebsgeometrie um den

Faktor k

Grösse Gleichung Wachstum

Länge l = X\ ~k

Fläche A = x\x2 ~k2

Volumen V = x\x2xz ~k3

Masse m= prnV ~k3

Magn. Widerstand o
l

m~

pA
-kr1

Magn. Spannung (PM) V?M= HPMl ~k

Magn. Fluss (PM)
\rPM

faPM
_

vm

F^-rn

~k2

Magn. Induktion (PM) p>PM
*FM

B =

A

~ 1

Magn. Koenergie (PM)
p>PM2 r2

FKo
0

V

ZprPo

~k3

Reluktanzkraft (PM) ci dFKo
FRel —

„

dl

~k2

Querkraftverschiebungs-
konstante

TZ
FrpJ,

Kr =

AAr
~k

Th. Kapazität Cth = cmm ~k3
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El. Widerstand R-el —Pel —
-k'1

El. Induktivität
N2

_rtm

~k

El. Zeitkonstante T
L

J-el -

TT"
Fiel

~k2

Kraftkonstante bzw.

Spannungskonstante
CF>U = NIBPM ~k

Güte
r2

Rel
~k3

Mech. Zeitkonstante Ime-
Q

~ 1

3.6.2 Kühlungsabhängige Grössen

Die Kühlung des Antriebs kann durch den gesamten thermischen Wi¬

derstand RA charakterisiert werden. Abhängig von der Kühlungs¬
art zeigt der Widerstand unterschiedliches Wachstums verhalten. Der

Grund liegt im unterschiedlichen Wachstum von Wärmeleit-, Konvek¬

tions- und Strahlungswiderstand, aus welchem RA zusammengesetzt
ist. Wird die Skalierungsfaktor-Abhängigkeit von RA gemäss folgen¬
dem Ansatz festgelegt:

RA~k~K, (3.136)

kann das Wachstumsverhalten der davon beeinflussten Grössen in

Abhängigkeit des Parameters k ausgedrückt werden. Eine Auswahl

ist in Tab. 3.11 gezeigt. Bei der Bestimmung der Stromdichte werden

Hysterese-, Wirbelstrom und Reibungsverluste vernachlässigt, womit

die gesamte abführbare Verlustleistung mit den Kupferverlusten gleich¬

gesetzt werden kann. Dies trifft für den Stillstand zu.

Damit sich die in Tab. 3.11 aufgeführten Wachstums-Ausdrücke kon¬

kretisieren lassen, muss der Wachstumsparameter k des thermischen

Widerstandes bestimmt werden. Dazu werden die Spezialfälle betrach¬

tet, bei denen jeweils einer der in RA vorkommenden Widerstandsty¬

pen, das Verhalten von RA bestimmt. Das Wachstumsverhalten wird
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Tab 3 11 Wachstumsverhalten von kuhlungsabhangigen Grossen bei

Skalierung der Antriebsgeometrie um den Faktor k

Grösse Gleichung Wachstum

Th Widerstand Rth = fkt(x%) ~k~K

Th Zeitkonstante Tth = RthCth ~k3-K

Abfuhrbare Verluste Pv = —

Rth
~kK

Stromdichte
3 = "ipelV

K-3

~k—

Durchflutung 9 = jA ~k*¥

Magn Fluss (EL) ~k^

Magn Induktion (EL) BEL=*
A

~k^

Antriebskraft FA = IBPM9
K + 3

~ k 2

Eigenbeschleunigung a_FA
m

K-3

~k
—

daher im Folgenden fur die einzelnen Widerstandstypen separat be¬

stimmt Beim Konvektionswiderstand werden natürliche Konvektion

und erzwungene Konvektion unterschieden

• Wärmeleitung
Basierend auf der Grundgleichung fur den thermischen Leitwi¬

derstand ist das Wachstum umgehend ersichtlich Analoges Ver¬

halten zeigt der daraus gebildete Warmeubergangskoefnzient10

10Der Wert dient nur zum Vergleich mit den Warmeubergangskoeffizienten von

Konvektion und Strahlung
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R\= tä
-k-1 (3.137)

«a= R^-X ~*_1 (3-138)

Natürliche Konvektion

Bei der natürlichen Konvektion ist die Nusselt-Zahl Nu etwa

proportional zu Ra1/4. Die Rayleigh-Zahl ist proportional zur

dritten Potenz der charakteristischen Länge. Damit ergibt sich

die im Folgenden aufgeführte Abhängigkeit der Nusselt-Zahl

vom Skalierungsfaktor. Mit Gl. (3.116) und Gl. (3.112) kann dar¬

aus das Verhalten von Wärmeübergangskoeffizient und Wärme¬

übergangswiderstand bestimmt werden:

NuNK ~ ki (3.139)

aNK= t^NuNK ~fc-3 (3.140)

cnkA

Rnk =
—^

~ k-1* (3.141
JV-fY

a.NK
A V

• Erzwungene Konvektion

Bei der erzwungenen Konvektion ist die Nusselt-Zahl etwa pro¬

portional zu Re '
.

Die Reynolds-Zahl ist proportional zur cha¬

rakteristischen Länge. Damit ergibt sich die unten aufgeführte

Abhängigkeit der Nusselt-Zahl vom Skalierungsfaktor. Das Ver¬

halten von Wärmeübergangskoeffizient und Wärmeübergangs¬
widerstand kann daraus analog zum Fall bei natürlicher Kon¬

vektion bestimmt werden:

NuEK ~ ki (3.142)

aEK= t^NuEK ~^-3 (3.143)

ctEKA

Rek= 7777-a -A-1* (3-144)

• Wärmestrahlung
Wie aus Gl. (3.121) ersichtlich ist, ist cxß geometrieunabhängig.
Der Strahlungswiderstand ist damit umgekehrt proportional zu

k2:

a.s ~ 1 (3.145)
i

asA
Rs= -±3 ~k-2 (3.146)
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In Tabelle Tab. 3.12 ist das Wachstumsverhalten der Wärmeüber¬

gangskoefRzienten und der Widerstände für die unterschiedlichen Ar¬

ten des Wärmetransports zusammengefasst. Zudem sind die damit

bestimmten Werte von k aufgeführt. Während sich der Wärmeleitwi¬

derstand 'nur' umgekehrt proportional zum Skalierungsfaktor verhält,
ist der Strahlungswiderstand umgekehrt proportional zum Quadrat
von k. Das Verhalten der konvektiven Wärmeübergangswiderstände
ist ähnlich und liegt zwischen denen von Wärmeleit- und Strahlungs¬
widerstand. Durch die unterschiedlichen Wachstumswerte verändern

sich mit der Skalierung auch die Verhältnisse der Widerstandswerte

zueinander. Entspricht der Wärmeleitwiderstand bei einer Baugrösse

beispielsweise 10% des Strahlungswiderstandes, macht dieser bei ei¬

nem um den Faktor 5 aufskalierten Antrieb bereits 50% aus.

Tab. 3.12: Wachstumsverhalten der Wärmeübergangskoeffizienten
und thermischen Widerstände bei Skalierung der Antriebs¬

geometrie um den Faktor k

Typ ex R K

Wärmeleitung ex\ ~ k~ Rx-k-1 1

Natürliche

Konvektion
aNK ~kr± Rnk ~ krvi 1.75

Erzwungene
Konvektion

aEK ~k~* REK~ k-1^ 1.66

Wärmestrahlung as ~ 1 Rs ~ k-2 2

Werden die Wachstumsausdrücke in Tab. 3.11 für die verschiedenen

Widerstandstypen ausgerechnet, ergeben sich die Wachstumsverhal¬

ten gemäss Tab. 3.13. Da sich der thermische Widerstand RA aus

Wärmeleit-, Konvektions- und Strahlungswiderstand zusammensetzt,
wird dessen Wachstum irgendwo zwischen demjenigen Wert bei Wär¬

meleitung (k = 1) und Wärmestrahlung (k = 2) liegen. Bei der Selbst¬

kühlung von kleinen Antrieben ist der Innenwiderstand im Allgemei¬
nen gering. Damit ergibt sich ein Wachstumsverhalten des Antriebs,
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Kapitel 3. Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator

Tab. 3.13: Wachstumsverhalten kühlungsabhängiger Grössen bei un¬

terschiedlichen Kühlungsarten und Skalierung der An¬

triebsgeometrie um den Faktor k

Grösse

a
a

• pH

"öS
a
u

a
0

• pH

-pi

P*i
tP

0

p-,

-pi
a

a
0

• PH

-pi

P«

0

té
SI
pH

H

a
a

pH

-pi
te

tp

a
pH

Th. Widerstand -kr1 ~ k-175 ~ k'1 66 -ife"2

Th. Zeitkonstante ~k2 ~k125 r^Ä134 -ife1

Abführbare Verluste -k1 ~k175 r^Ä166 r^Ä2

Stromdichte -k-1 ~ AT0 625
~ k~° 6? -jfe"05

Durchflutung -k1 ~ jfe1 375 ~ife133 ~ife1S

Magn. Fluss (EL) ~k2 - k2 375 ~ife233 ~ife2S

Magn. Induktion (EL) ~k° ~ A;0 375 ~jfe033 ~jfe05

Antriebskraft ~k2 ~ A;2 375 ~k233 ~ife2S

Eigenbeschleunigung -kr1 - ä;~0 625
~ k~° 6? -k'05
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3.6. Wachstums verhalten

welches auf dem Wachstum des Übergangswiderstandes bei natürli¬

cher Konvektion und Wärmestrahlung beruht. Der Wert von k liegt so

im Bereich von 1.75 bis 2. Die Antriebskraft (Dauerkraft) wächst da¬

bei mit k2 375 bis k2 5. Sie wächst weniger Stark wie das Volumen bzw.

die Masse (/s3), womit die Beschleunigung mit zunehmender Grösse

des Antriebs mit k~° 625 bis k~° 5 abnimmt. Werden die Antriebsab¬

messungen beispielsweise verdoppelt, verachtfachen sich Volumen und

Masse, während sich die Antriebskraft nur um den Faktor 5.2 bis 5.7

erhöht. Die Beschleunigung sinkt dadurch auf 65% —71%.
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Kapitel 4

Realisierung

4.1 Aufbau eines Polysolenoid-
Linearantriebs

Zur Bestätigung der im vorangehenden Kapitel behandelten Theo¬

rie wurde ein Polysolenoid-Linearantrieb mit genutetem Stator auf¬

gebaut. Dieser ist in Abb. 4.1 abgebildet. Er besteht nicht nur aus

dem eigentlichen Antriebsteil, bestehend aus Läufer und Stator, auch

Abb. 4.1: Polysolenoid-Linearantrieb
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Kapitel 4. Realisierung

eine Lagerung sowie eine Sensorik zur Bestimmung der Läuferposition
und zur Überwachung der maximalen Antriebstemperatur wurden in¬

tegriert. Aus konstruktiven Gründen ist ein rechteckiger Querschnitt
des Antriebs gewählt worden. Der zylinderförmige Stator liegt dabei in

einem Flansch aus Aluminium. Über das Anschlusskabel wird der An¬

trieb mit dem Servo-Controller verbunden. Im Kabel werden sowohl

Tab. 4.1: Kennwerte des Antriebs

Max. Huba ^max 100mm

Dauerkraft (Nat. Konvekt.) Fd 23N

Max. Antriebskraft F
A

85N

Reibungskraft Fr 3 5A-7

Max. Reluktanzkraft T^raax
r

Rel
2N

Max. Beschleunigung ß'max 540m/s2
Max. Antriebsstrom jraax

lA
bA

Widerstand @25° C R 5 7Q

Induktivität L 15mff

Kraftkonstante6 cF YIN/A
Spannungskonstantec Cp 18 5V/(m/s)
Spulenwindungsz ahl N 105

Max. Antriebstemperatur ê
wmax

80° G

Abmessungen bAS has Ias 42 • 50 • 100mm

Masse (ohne Läufer) rn-AS 650#

Läufer-Abmessungen dpa iLa 12 • 230mm

Läufer-Masse rn-La 150#
Läufer-Polzahl zEa 20

Polteilung Tp 10mm

Magnet-Abmessungen rPM IpM 5 75 • 7 5mm

Stator-Abmessungen rißt rast 1st 6 5 • 18 5 • 65 5mm

Stator-Polzahl Zst 6

Spulen-Abmessungen risp raSp bSp 7 5-17- 3mm

aKonstantkraftbereich

^Entspricht c(90°)
cMaximalwert von c(o.)
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4.1. Aufbau eines Polysolenoid-Linearantriebs

die Leistungsleitungen der 2-Phasen-Wicklung sowie die Speisungs¬
und Signalleitungen der Sensorik geführt. Die Kennwerte des Antriebs

sind in Tab. 4.1 aufgeführt.

4.1.1 Läufer

Der Läufer besteht aus einem dünnwandigen Metallrohr aus Chrom-

Nickel-Stahl. In diesem befinden sich die axial magnetisierten NdFeB-

Permanentmagnete sowie die als Abstandshalter dienenden Trennele¬

mente aus Kunststoff (Abb. 4.2).

m

mm

Abb. 4.2: Aufbau des Läufers

Zur einfachen Ankopplung der Nutzlast sind die Läuferenden mit je
einem Endstück mit Innengewinde abgeschlossen.

4.1.2 Stator

Der Stator des Antriebs liegt in einem Flansch aus Aluminium. Dieser

hält einerseits den Stator mechanisch zusammen, andererseits wird

mit der grösseren Flanschoberfläche eine bessere Wärmeabfuhr er¬

reicht (Abb. 4.3).
Der Stator ist aus einzelnen, selbsttragenden Antriebsspulen und Fluss-

führungs-Elementen aus Eisen zusammengesetzt. Dabei wechseln sich

die Flussfuhrungs-Elemente mit den Antriebsspulen in axialer Rich¬

tung ab (Abb. 4.4).
Die Flussfuhrungs-Elemente haben die Länge einer halben Polteilung
und verkörpern jeweils einen Statorzahn mit dem dazu gehörenden
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Abb. 4.3: Stator mit Flansch

Abb. 4.4: Statoraufbau aus Flussfuhrungs-Elementen und selbst¬

tragenden Spulen

Rückschluss. Sie sind bezüglich der Zahnmitte symmetrisch aufge¬
baut. Die Flussfuhrungs-Elemente an den beiden Statorenden sind

asymmetrisch und auf der Aussenseite flach. Ihre Baulänge ist so

gewählt, dass die Reluktanzkraft aufgrund der Statorenden gemäss

Kap. 3.4.3 minimal wird. Zwischen den Flussfuhrungs-Elementen be¬

finden sich die Statornuten, in welchen die Antriebsspulen unterge¬
bracht sind. Über die Anschlussdrähte sind sie ausserhalb des Rück¬

schlusses elektrisch in Serie zu zwei Antriebs Wicklungen verbunden.

Zur Führung des Läufers befindet sich im Innern des Stators eine

dünnwandige Gleitlagerhülse aus temperaturbeständigem Kunststoff.
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4 1 Aufbau eines Polysolenoid-Lmearantnebs

4.1.3 Sensorik

Die Positionssensorik wurde wie bereits in [Hitz98] beschrieben reali¬

siert Zur Bestimmung des Lagewinkels fur die Phasenstrom-Kommu-

tierung sowie der Position fur die Positionsregelung wird das vom

Laufer erzeugte Magnetfeld benutzt Dabei wird die radiale magneti¬
sche Induktion mit zwei Hallsensoren gemessen, welche axial um eine

halbe Polteilung (90°) versetzt angeordnet sind (Abb 4 5)

Abb 4 5 Sensorik zur Bestimmung der Lauferposition

Die lagewmkel- bzw positionsabhangigen Signale der Hallsensoren

weisen ungefähr Sinus- und Cosmusform auf Mithilfe einer an die

Signalform angepassten Arcustangens-Funktion kann aus dem Quoti¬
enten der Sensorsignale der Lagewmkel bestimmt werden Wahrend

die Hall-Spannungen auf einer im Antrieb integrierten Sensorelektro¬

nik verstärkt werden, geschieht die Bestimmung des Lagewinkels aus

den analog übertragenen Signalen auf dem Servo-Controller Da der

Lagewmkel lediglich innerhalb einer magnetischen Periode (2 Poltei¬

lungen) eindeutig ist, sind fur grossere Wege zusätzlich die durchlau¬

fenen ganzen Perioden mkrementell zu erfassen Fur eine absolute Po¬

sitionsmessung ist zudem beim Einschalten des Antriebssystems eine

Initialisierung der Positionserfassung notwendig
Damit die beiden Hallsensoren dasselbe, lediglich um 90° verschobe¬

ne Feld messen, ist em genügend grosser axialer Abstand zwischen

dem eisenbehafteten Stator und den Sensoren zu wählen Nur so ist

gewahrleistet, dass das Feld an den Messpunkten durch das Statorei¬

sen nicht verzerrt wird

Umden aus dem Signal bestimmten Lagewmkel unmittelbar fur die

Kommutierung einsetzen zu können, ist als Abstand zwischen der Mit-
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te der letzten Antriebsspule und den Sensoren ein Vielfaches einer

halben Polteilung zu wählen.

Die Genauigkeit des Positionsmesssystems ist von verschiedenen Feh¬

lerursachen abhängig. Diese können magnetischer, mechanischer oder

elektronischer Art sein, wobei die magnetische Ursache beim vorlie¬

genden System dominant ist. Unterschiede in der Magnetisierung der

Permanentmagnete wirken sich negativ auf die Positionsgenauigkeit
aus. Sowohl inhomogen als auch unterschiedlich stark magnetisierte

Permanentmagnete im Läufer verzerren den Feldverlauf auf der Höhe

der Hallsensoren so, dass die daraus bestimmte Position fehlerbehaftet

ist. Die absolute Genauigkeit des Antriebs liegt bei ±0.15mm.

4.2 Messungen am Antrieb

4.2.1 Elektrische Eigenschaften

Anhand des zeitlichen Phasenstromverlaufs auf einen Sprung der Pha¬

senspannung (Abb. 4.6) lassen sich elektrischer Widerstand, Induk¬

tivität und elektrische Zeitkonstante bestimmen. Aus der induzier¬

ten Spannung in der unbestromten Phase kann zusammen mit dem

Stromverlauf zudem die Kopplungsinduktivität zwischen den beiden

Antriebsphasen berechnet werden. Aufgrund der konzentrierten Wick¬

lungen ist diese wie erwartet sehr klein.

3i • • • 1

0 5 10 15 20

t[ms]

Abb. 4.6: Gemessener Stromverlauf des Phasenstromes bei einem

Sprung der Phasenspannung von 0 auf 15V
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4.2. Messungen am Antrieb

In Tab. 4.2 sind die aus der Messung bestimmten elektrischen Kenn¬

werte des Antriebs zusammengefasst. Die Induktivität und damit auch

die elektrische Zeitkonstante ist aufgrund der genuteten Antriebs-

Ausführung relativ gross.

Tab. 4.2: Elektrische Kennwerte des Antriebs

Zeitkonstante Tel 2.6 ms

Ohmscher Widerstand R 5.7 Q

Induktivität L 15 mH

Kopplungsinduktivität L\2 0.04 mH

4.2.2 Elektromechanische Eigenschaften

Die elektromechanischen Eigenschaften beinhalten die Wechselwir¬

kung zwischen Antriebsstrom und Antriebskraft beziehungsweise zwi¬

schen Geschwindigkeit und induzierter Spannung. Beide Zusammen¬

hänge sind im linearen Betriebsbereich durch die charakteristische

Kraftfunktion definiert. Diese wurde sowohl durch eine Kraftmes¬

sung als auch durch eine Spannungsmessung bestimmt. Die Kraft¬

messung basiert auf konstanter Bestromung einer Phase, während die

Kraft bei kontinuierlicher Verschiebung des Läufers über die Länge
einer Polteilung aufgezeichnet wird. Die bei unbestromter Wicklung
im selben Bereich gemessenen Reibungs- und Reluktanzkräfte werden

anschliessend subtrahiert. Die charakteristische Kraftfunktion kann

dann gemäss folgender Gleichung bestimmt werden:

c(s)=F{s)l^= i-F^\^=o. (4.1)

Die Spannungsmessung wird bei konstanter Geschwindigkeit des Läu¬

fers an einer Phase durchgeführt. Die charakteristische Kraftfunktion

kann dann folgendermassen bestimmt werden:

= UpM. (4.2)
v

In Abb. 4.7 sind die beiden, durch unterschiedliche Messungen be¬

stimmten charakteristischen Kraftfunktionen zusammen mit dem Ver-
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2U-

1
10-

> 0'

<

o
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-?o-
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'
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Kraft bei I
,

=1A
Phl

Ind. Spannung bei v=lm/s

Simulation

10

s [mm]

Abb. 4.7: Messtechnisch und durch Simulation ermittelte charakteris¬

tische Kraftfunktion

lauf einer FEM-Simulation dargestellt. Die Linearität zwischen An¬

triebsstrom und Kraft ist aus Abb. 4.8 für zwei verschiedene Lagewin¬
kel ersichtlich. Darin ist die gemessene Kraft gegenüber dem zeitlich

sinusförmig eingeprägten Antriebsstrom visualisiert. Aufgrund der

120 _ =°o(W=I-W=0> *y~
80

40

0

-40

-80

^jp^Sf^'

120

ss

.F"

-6-5-4-3-2-1 0 1 2 3 4 5 6

I [Al

Abb. 4.8: Strom-Kraft-Kennlinie bei verschiedenen Lagewinkeln
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4.2. Messungen am Antrieb

mitgemessenen Reibungskraft ergibt sich eine Hysterese im Verlauf.

Die Reluktanzkraft wurde durch eine Offsetkompensation bei der Mes¬

sung eliminiert. Im Betriebsbereich für \F\ < FAax zeigt der Antrieb

sowohl bei 0°, wo nur eine Phase bestromt ist, als auch bei 45°, wo

beide Phasen gleich stark bestromt sind, ein gut lineares Verhalten.

4.2.3 Axiale Reluktanzkraft und Reibungskraft

Im stromlosen Zustand des Antriebs wirken zwischen Stator und Läu¬

fer nur Reluktanz- und Reibungskraft. Die positionsabhängigen Ver¬

läufe der axialen Kräfte können durch zwei Messungen des resultie¬

renden Kraftverlaufs bestimmt werden. Dazu wird der Läufer fremd¬

angetrieben einmal vorwärts und einmal rückwärts mit niedriger, kon¬

stanter Geschwindigkeit durch den interessierenden Positionsbereich

bewegt, wobei die dazu nötige Kraft gemessen und aufgezeichnet wird.

Die Verläufe von Reluktanz- und Reibungskraft lassen sich dann fol¬

gender massen bestimmen:

FRel(s)

Fr(s)

Durch Summierung der beiden Kraftverläufe wird der einmal posi¬
tiv und einmal negativ enthaltene Reibungskraftverlauf eliminiert, bei

Subtraktion fällt der von der Bewegungsrichtung unabhängige Reluk¬

tanzkraftverlauf heraus.

Der messtechnisch bestimmte Reluktanzkraft-Verlauf des Antriebs ist

in Abb. 4.9 zusammen mit demsimulierten Verlauf dargestellt. Der be¬

trachtete Positionsbereich wurde so gewählt, dass der Erregerteil des

Läufers die ersten 30mmnur einen Statorendbereich überdeckt. Die

Reluktanzkraftschwankungen sind in diesem Bereich sehr gross. Da

die Statorlänge gemäss Abb. 3.43 optimiert wurde, werden die Kraft¬

schwankungen massiv kleiner, sobald der Erregerteil des Läufers nach

50mmbeide Statorendbereiche vollständig überdeckt. Hier setzt sich

die Reluktanzkraft aus der verbleibenden Reluktanzkraft aufgrund der

Statorenden sowie aus der Reluktanzkraft aufgrund der Statornuten

F+(s) + F-(s)
2

F+(s)-F-(s)

(4.3)

(4.4)
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Messung
Simulation

Abb. 4.9: Axiale Reluktanzkraft, wenn sich der Läufer in einem Sta¬

torendbereich (s=0..30mm) bzw. in beiden Statorendberei¬

chen (s=50.. 100mm) befindet

zusammen. Letztere ist wegen des klein gewählten Zahnkopfabstands

niedrig. Gemäss Kap. 3.5.2 fällt die Querkraft und damit die Rei¬

bungskraft im Antriebslager mit eisenlosem Läufer wesentlich kleiner

aus, als bei einem Läufer mit Eisentrennelementen. Bestätigt wird

-5-

-10

Läufer ohne Eisen

Läufer mit Eisen

10 20

s [mm]
30 40

Abb. 4.10: Gleitreibungskraft im Konstantkraftbereich bei einem ei¬

senlosen und einem eisenbehafteten Läufer
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4 2 Messungen am Antrieb

dieses Verhalten in Abb 4 10 Diese zeigt die Reibungskräfte, welche

bei einem eisenlosen und einem eisenbehafteten Laufer messtechnisch

bestimmt wurden Die Messungen wurden bei einer Verfahrgeschwin-

digkeit von 1cm/s durchgeführt
Wahrend beim eisenbehafteten Laufer eine Reibungskraft von 8 5N

gemessen wird, ist diese beim eisenlosen Laufer mit 3 5N weniger als

halb so gross Reibungskräfte im Stator sind insofern besonders un¬

erwünscht, da sie die Abnutzung der Lager beschleunigen und sowohl

durch die Reibungsverluste als auch durch die zusatzlichen Kupfer¬
verluste1 zur Erwärmung des Antriebs beitragen

4.2.4 Eisenverluste

Wahrend die Kennwerte zur Bestimmung der Kupferverluste nach

Gl (3 106) und der Reibungsverluste nach Gl (3 109) bereits be¬

stimmt wurden, sind die Hysterese- und Wirbelstromverluste noch

zu quantifizieren Die bedeutenden Anteile fallen im Statoreisen an

Sowohl die durch die Permanentmagnete erzeugte Induktion BPM

als auch die elektrisch erzeugte Induktion BEL fuhren abhangig von

Amplitude und Frequenz zu Eisenverlusten im Stator, welche im Fol¬

genden isoliert bestimmt werden

Eisenverluste durch Läuferbewegung

Diese Eisenverluste lassen sich durch Messung der Temperatur am

spulenlosen und thermisch gut isolierten Stator bestimmen, in wel¬

chem em fremdangetriebener Laufer bewegt wird Die Verlustleis¬

tung kann dabei aus der Temperaturanderungsgeschwmdigkeit und

der Wärmekapazität des Statoreisens berechnet werden Wird eine si¬

nusförmige Bewegung mit einem Hub von 150mm2 bei verschiedenen

Zyklus-Frequenzen ausgeführt, ergeben sich die in Tab 4 3 aufgeführ¬
ten mittleren Eisenverluste Diese wurden fur zwei verschiedene Sta-

torausfuhrungen bestimmt Wahrend die Flussfuhrungs-Elemente bei

einem Stator aus Stahl-37 gefertigt sind, sind sie beim anderen aus Si-

liziumeisen und teilweise geblecht aufgebaut Beim Vergleich der Ver-

1 Durch die Kompensation der Reibungskraft
2 Dazu wurde ein längerer Laufer verwendet
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luste ist allerdings zu beachten, dass der Antrieb mit der Siliziumeisen-

Ausführung eine um ca. 7% kleinere Kraftkonstante aufweist.

Tab. 4.3: Mittlere Eisenverluste im Stator bei sinusförmiger Läufer¬

bewegung

^max

Stahl-37 Siliziumeisen,

geblecht

fzykl [Flz] pPM
rVFe

pPM
rVFe

0 0.00 0.0 0.0

1 0.47 0.4 0.2

2 0.94 1.7 0.5

3 1.41 3.2 1.0

4 1.88 5.1 1.5

5 2.36 7.2 2.0

6 2.83 10.6 2.5

Gemäss Gl. (3.107) und Gl. (3.108) sowie dem linearen Zusammen¬

hang zwischen der Läufergeschwindigkeit v und der Frequenz / des

Wechselfeldes

/
2r„

(4.5)

steigen die Hystereseverluste linear und die Wirbelstromverluste qua¬

dratisch mit der Geschwindigkeit. Es wird daher folgender Ansatz zur

Separation der Eisenverluste gemacht:

pPM

rVFe
pPM pPM

kpy\v\ +kw%v2.

(4.6)

(4.7)

Die Verlustkoeffizienten kpy und kw%sind dabei Kenngrössen des An-

triebs. Basierend auf dem Ansatz lassen sich die mittleren Eisenverlus¬

te Pvp^e für eine repetitive sinusförmigen Bewegung in Abhängigkeit
der maximalen Geschwindigkeit vmax ausdrücken:
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pPM
rVFe fzykl / PVFe(t)dt (4.8)

kHy\v\mean + kw%Veff (4.9)

2l,
,
k 2

KHy V-rnax T „Wi vmax
TT 2

(4.10)

Khv Kw%

pPM pPM

PvHy ^VWv

Kpy und Kwi sind dabei die Verlustkoeffizienten für die Hysterese-
und die Wirbelstromverluste bei sinusförmiger Bewegung. Sie können

durch eine Polynominterpolation aus den Messwerten gemäss Tab. 4.3

bestimmt werden. Die Verlustkoeffizienten kpy und k\y% für den An¬

satz gemäss Gl. (4.7) können daraus folgendermassen bestimmt wer¬

den:

kpy

kw-i

-K
Hy

= 2KWi-

(4.11)

(4.12)

Eine Übersicht über die Verlustkoeffizienten gibt Tab. 4.4. Wie er¬

wartet fallen die Verluste, insbesondere die Wirbelstromverluste beim

Einsatz von Siliziumeisen in teilweise geblechter Ausführung deut¬

lich geringer aus, als wenn die Flussfuhrungs-Elemente aus massivem

Stahl-37 bestehen. Die Verbesserung ist sowohl auf den deutlich ge-

Tab. 4.4: Verlustkoeffizienten gemäss Gl. (4.10) und Gl. (4.7)

Hysteresekoeff.

[W/f]

Wirbelstromkoeff.

[W/(f)2}
KHy kpy Kw% kw-i

Stahl-37 0.70 1.10 1.06 2.12

Siliziumeisen, geblecht 0.54 0.85 0.13 0.26
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ringeren Leitwert des Siliziumeisens als auch auf den wirbelstromver-

mindernden Einfluss der Blechung zurückzuführen.

In Abb. 4.11 sind sowohl die gemessenen als auch die interpolierten
mittleren Eisenverluste bei sinusförmiger Läuferbewegung, separiert

Stahl-37

IPL,

Siliziumeisen, geblecht
12

11 ~

p
Mess

12

11

10 _VFe 10

9 VFe 9

8 ..... P 8

7 VHy
P £ 7

b VWi b

5 IP-T 5

4 4

3 3

2 ^r-'°' --''- 2

1 -*rf*-^''""" 1

(J
012: i 012:

v [m/s] v [m/s]

Abb. 4.11: Mittlere Eisenverluste bei sinusförmiger Läuferbewegung
und zwei verschiedenen Statorausführungen

Stahl-37 Siliziumeisen, geblecht

22
VFe

20
..... P /

18 VHy /

16
P

VWi
/

r* 14 /

— 12 /

fif io /
8

6

4

2 >/\,,.•'''
--irtS^-"*Jt-,"'

1 2

v [m/s]

Abb. 4.12: Eisenverluste in Abhängigkeit der Läufergeschwindigkeit
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in Hysterese- und Wirbelstromverluste, dargestellt. Die berechneten,

geschwindigkeitsabhängigen Verluste sind aus Abb. 4.12 ersichtlich.

Eisenverluste durch elektrische Erregung

Die Eisenverluste aufgrund der elektrischen Erregung sind sowohl von

der Stärke als auch von der Frequenz des Antriebsstromes abhängig.
Da die Verluste proportional zum Quadrat der Induktion BEL und

diese proportional zum Strom ist, können die Verluste folgendermas-
sen ausgedrückt werden:

P##e = Rpe(f)ll (4.13)

Während der dynamische Faktor durch den lastabhängigen Antriebs¬

strom bestimmt ist, widerspiegelt der Eisenverlustwiderstand Rpe den

antriebscharakteristischen Verlustwert. Letzterer ist von der Frequenz
des Stromes abhängig. Diese Abhängigkeit ist in Abb. 4.13 ersichtlich,
wo der Wert bezogen auf den ohmschen Widerstand der Wicklung

dargestellt ist.

Abb. 4.13: Auf den Wicklungswiderstand bezogener Eisenverlust¬

widerstand

Bei einer Läufergeschwindigkeit von 3m/s liegt die Grundschwingung
des Phasenstromes bei 150Hz. Der Eisenverlustwiderstand macht da¬

bei beim Stator aus Stahl-37 ca. 20% und beim geblechten Siliziumei¬

sen ein paar wenige Prozent des Wicklungswiderstandes aus.
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4.2.5 Thermische Eigenschaften

Zur Bestimmung der thermischen Widerstände und der thermischen

Kapazität des Antriebs wurde das Temperaturverhalten bei konstan¬

ter Verlustleistung in den Antriebsphasen untersucht. Der Tempe¬
raturverlauf von Wicklung (-dw) und Flanschoberfläche ($o) ist in

Abb. 4.14 dargestellt.

0 30 60 90 120 150 180 210 240 270

t [min]

Abb. 4.14: Temperaturverhalten des Antriebs bei konstanter Verlust¬

leistung (Pv = 14W) und unterschiedlicher Kühlung

Der erste Ausgleichsvorgang ergab sich bei Selbstkühlung des An¬

triebs. Der zweite zeigt das Verhalten bei anschliessender Fremdküh¬

lung mit einem Lüfter. In Tab. 4.5 sind die daraus bestimmbaren

Tab. 4.5: Thermische Kennwerte des Antriebs

Selbstkühlung a Fremdkühlungb
Zeitkonstante Tth 26 min 13 min

Innenwiderstand Ri 0.3 K/W
Ubergangswiderstand Rjj 3.7 K/W 1.7 K/W
Widerstand Antrieb Ra 4 K/W 2 K/W
Kapazität Antrieb Ca 390 J/K

"Natürliche Konvektion in Luft und Wärmestrahlung.

^Erzwungene Konvektion mit Lüfter und Wärmestrahlung
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thermischen Zeitkonstanten und Widerstände sowie die Kapazität des

Antriebs aufgeführt. Bei einer Umgebungstemperatur von 25° und

der maximalen Antriebstemperatur von 80° ergibt sich eine maxi¬

mal abführbare Verlustleistung pax = 14W bei Selbstkühlung und

pmax = 28Wbei Fremdkühlung.
Es ist ersichtlich, dass der Übergangswiderstand RTJ deutlich grösser
als der Innenwiderstand Rj ist. Kann der Übergangswiderstand bei¬

spielsweise durch eine Wasserkühlung auf einen sehr kleinen Wert re¬

duziert werden (Kap. 3.3.3), lässt sich der thermische Widerstand des

Antriebs gegenüber der Selbstkühlung ca. um den Faktor 10 redu¬

zieren, womit die maximal abführbare Verlustleistung um denselben

Faktor erhöht wird. Aufgrund der folgenden Beziehung

Fd = Cpyy~ (414)

resultiert so eine über drei mal grössere Dauerkraft.

4.3 Das Antriebssystem

4.3.1 Übersicht

Für den Betrieb des Antriebs wurde ein Servo-Controller vom Typ
E4000 der Firma EmMot® verwendet. Dessen Kennwerte sind in

Tab. 4.6 aufgeführt.

Tab. 4.6: Kennwerte des eingesetzten Servo-Controllers

Zwischenkreisspannung 72V

Maximaler Ausgangsstrom pro Phase 6A

PWM-Taktfrequenz 44kHz

Maximaler PWM-Aussteuerungsgrad 95%

Stromregelung analog

Positionsregelung digital, 1.25kHz

Das Blockdiagramm des Antriebssystems bestehend aus Servo-Con¬

troller und Antrieb mit Nutzlast ist in Abb. 4.15 dargestellt.
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Servo-Controller iK(a)

Positionsregler
mit

Vorsteuerstruktur

T
Z

"Co,

Arctan Us,,

c(a)

-FR
-Fq
-F„.

Antrieb mit Nutzlast

ö—-—*> i-i

Abb 4 15 Blockschaltbild des Linearantriebssystems

Die digital realisierte Positionsregelung mit Vorsteuerstruktur ist auf

einem Microcontroller C167 von Siemens implementiert Die unter¬

lagerte Stromregelung der Phasenstrome ist analog und mit diskre¬

ten Komponenten aufgebaut Der Positionsregler liefert den Antnebs-

Sollstrom La Soli Aus diesem werden die Phasenstrom-Sollwerte mit¬

hilfe der Kommutierungsfunktion ip(a) bestimmt Diese wurde ge¬

mäss Gl (3 46) und Gl (3 45) aus der charakteristischen Kraftfunk¬

tion c(a) des Antriebs bestimmt und implementiert Damit wird der

Antriebs-Sollstrom idealerweise lagewmkelunabhangig mit der Kraft¬

konstanten Cp in eine proportionale Antriebskraft abgebildet Die

Sensorsignale des Antriebs sind auf AD-Wandler gefuhrt und werden

auf dem Microcontroller digital ausgewertet Zur Lagewmkel- und Po¬

sitionsbestimmung wird eine an den Antrieb angepasste Arcustangens-
Fünktion verwendet
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Auf dem Servo-Controller können Bewegungsprofile in Form von Po¬

sitionskurven softwaremässig abgelegt werden. Deren Generierung er¬

folgt, wie auch die gesamte Konfiguration des Controllers, mit der

PC-Software LinMot-Talk. Im Betrieb dienen die Kurven dem Posi¬

tionsregler als Sollwertvorgabe. Sie lassen sich zyklisch wiederholend

aber auch ereignisgesteuert ausführen.

4.3.2 Betriebsverhalten

Umdie vom Lagewinkel unabhängige Proportionalität zwischen dem

Antriebs-Sollstrom Ia,SoII und der Antriebskraft Fa zu überprüfen,
wurde bei konstanter Sollstrom-Vorgabe die Antriebskraft über einen

begrenzten Positionsbereich messtechnisch bestimmt. Der bei einem

Sollstrom von 2A ermittelte statische Kraftverlauf ist in Abb. 4.16

dargestellt.

401 1 1 1

0 50 100 150

s [mm]

Abb. 4.16: Kraft-Weg-Verlauf des Antriebssystems bei Vorgabe eines

konstanten Antriebs-Sollstromes von 2A

Dabei ist sowohl der lineare Kraftanstieg im Randbereich sowie der

näherungsweise konstante Verlauf im Konstantkraftbereich ersicht¬

lich. Der Randkraftbereich wird wegen der grossen Werte der axialen

Reluktanzkraft (siehe Abb. 4.9) allerdings nicht als Betriebsbereich

verwendet.
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Im positionsgeregelten Betrieb können aufgrund der hohen Antriebs¬

kraft und der geringen Läufermasse auch bei angekoppelter Lastmasse

noch hohe Beschleunigungswerte erreicht werden. Die Dynamik ist an¬

hand des gemessenen Positionsverlaufs gemäss Abb. 4.17 ersichtlich.

0 22.5 55 77.5 110

t[ms]

Abb. 4.17: Führungsverhalten des Antriebssystems bei sinusförmiger

Positionssollwertvorgabe

Dabei wurde mit einer Nutzlast von 300$ eine zyklische, sinusförmige

Bewegung von 90mmHub bei einer Frequenz von 9Hz durchgeführt

(Abb. 4.18). Das vorgegebene Bewegungsprofil weist eine Spitzenbe¬

schleunigung von 144m/s2 auf. Die gesamte Lastmasse beträgt das

dreifache der Läufermasse und liegt bei 450<?. Der damit erforderli¬

che Spitzenwert der Beschleunigungskraft liegt bei 65N, womit das

Antriebssystem zur Überwindung der Reibungs- und Reluktanzkräfte

sowie zur Regelung noch genügend Kraftreserve aufweist.
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Abb. 4.18: Antriebssystem mit am Läufer angekoppelter Nutzlast
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Kapitel 5

Zusammenfassung und

Ausblick

5.1 Zusammenfassung

Mit dem genutet ausgeführten Polysolenoid-Linearantrieb wurde in

dieser Arbeit ein elektromagnetischer Direktantrieb behandelt, wel¬

cher eine hohe Kraftdichte und durch seine leichte Läuferbauweise eine

gute Beschleunigungsfähigkeit aufweist. Mit dem Konzept des eisenlo¬

sen Läufers wurde eine querkraftarme Bauform untersucht, ausgelegt
und aufgebaut.

In der Praxis werden lineare Direktantriebe meist integriert in ei¬

nem Servo-Antriebssystem betrieben. Die Anforderungen an das An¬

triebssystem sowie den Antrieb selbst ergeben sich dabei aus der je¬

weiligen Anwendung. Die Arbeitsbewegung, gegeben durch die be¬

wegte Masse, die Lastkräfte sowie das Bewegungsprofil definiert die

Bewegungs-Kennlinie. Für den positionsgeregelten Betrieb muss diese

mit genügend Stellreserve innerhalb der Kennlinie des Antriebssys¬
tems liegen. Letztere ergibt sich aus den Spannungs- und Stromgrenz¬
werten des Umrichters sowie aus den Kennwerten des Antriebs.
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Die theoretische Behandlung des Polysolenoidantriebs umfasst drei

Schwerpunkte:

• Magnetkreisauslegung mit dem Ziel effizienter Kraftbildung

• Thermische Aspekte wie Verluste, Wärmetransport und Küh¬

lungsarten

• Reluktanzkräfte in axialer und radialer Richtung

Der magnetische Kreis des Polysolenoidantriebs kann mithilfe der

Güte als effizienzbestimmende Grösse ausgelegt werden. Sowohl die

Erregergeometrie als auch das Verhältnis von Aussen- und Innenra¬

dius des Stators lassen sich durch Maximierung der Güte optimieren.
Der Erregerfeldverlauf am Statorinnenradius spielt bei der Auslegung
eine zentrale Rolle. Einerseits lässt sich daraus die charakteristische

Kraftfunktion des Antriebs bestimmen, woraus gemäss den Kriterien

'minimale Kupferverluste' und 'konstante Antriebskraft' die Kommu¬

tierungsfunktion der Phasenströme ermittelt werden kann. Anderer¬

seits dient der Erregerfeldverlauf dazu, den magnetischen Fluss der

Permanenterregung im Statoreisen zu bestimmen. Dieser wird zusam¬

men mit dem elektrisch erzeugten Fluss verwendet, um die magneti¬
sche Ausnutzung der Zähne und des Rückschlusses zu untersuchen.

Mit dem Sättigungs-Kraftwert wird jene Antriebskraft bestimmt, ab

der mit ersten Sättigungseffekten im Eisenkreis zu rechnen ist. Sie

dient als Anhaltspunkt zur Bestimmung des Kraftgrenzwertes, ab wel¬

chem der Antrieb aufgrund ausgedehnter Eisensättigung ein Absinken

der Güte sowie ein nichtlineares Verhalten der Strom-Kraft-Kennlinie

bewirkt.

In den thermischen Betrachtungen werden basierend auf den verschie¬

denen physikalischen Wärmetransportmechanismen die thermischen

Widerstände des Antriebsmodells ermittelt. Kühlungsabhängig fallen

diese sehr unterschiedlich aus. Während bei Selbstkühlung der domi¬

nante thermische Widerstand zwischen Antriebsoberfläche und Um¬

gebung ist, reduziert sich der gesamte Widerstand bei Wasserkühlung

näherungsweise auf den Innenwiderstand des Antriebs. Die abführ¬

bare Verlustleistung kann damit ungefähr um den Faktor 10 erhöht

werden, was mehr als einer Verdreifachung der Dauer kraft entspricht.
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Die axiale Reluktanzkraft äussert sich beim Betrieb als Lastkraft.

Sie setzt sich aus einer Reluktanzkraft aufgrund der Statorenden so¬

wie aus einer Reluktanzkraft aufgrund der Statornuten zusammen.

Während Erstere durch Optimierung der Statorlänge für den Betrieb

im Konstantkraftbereich minimiert werden kann, wird Letztere durch

die Wahl eines kleinen Zahnkopfabstands niedrig gehalten. Dabei ist

jedoch zu beachten, dass ein zu kleiner Zahnkopfabstand die Antriebs¬

induktivität unnötig vergrossert.

Die als Querkraft bezeichnete radiale Reluktanzkraft entsteht bei ei¬

nem radialen Versatz der Läufer- und Statorachse. Ursache hierfür

sind die in der Praxis vorhandenen Fertigungstoleranzen. Im Ver¬

gleich zu einem eisenbehafteten Läufer wird durch dessen eisenlose

Bauweise eine umden Faktor 4 kleinere Querkraft erreicht, wobei die

Antriebskraft lediglich um rund 20% niedriger ausfällt. Eine niedrige

Querkraft ist gerade beim Einsatz von Gleitlagern wichtig, da die mit

der Querkraft zunehmende axiale Reibungskraft sowohl erhöhte Be¬

triebsverluste als auch einen grösseren mechanischen Verschleiss zur

Folge hat.

Umdie theoretischen Erkenntnisse zumindest teilweise zu untermau¬

ern, ist der Polysolenoidantrieb inklusive integrierter Positionserfas¬

sung praktisch aufgebaut worden. Anhand von Messungen konnten die

sowohl auf analytischen als auch auf numerischen (FEM) Ansätzen

basierenden Berechnungen verifiziert werden. Für zwei verschiedene

Statortypen wurden die Eisenverluste bestimmt. Während der massive

Aufbau aus Stahl-37 wie erwartet schon bei niedrigen Bewegungsge¬

schwindigkeiten hohe Verluste ergibt, sehen die Verhältnisse bei einer

teilweise geblechten Ausführung aus Siliziumeisen deutlich besser aus.

Bei einer sinusförmigen Bewegung mit der Spitzengeschwindigkeit von

3m/s machen die durch die Läuferbewegung verursachten Eisenver¬

luste rund ein Viertel der bei Selbstkühlung abführbaren Verluste aus.

Die maximale Eigenbeschleunigung des realisierten Antriebs liegt bei

über 500m/s2. Bei einer angekoppelten Last mit der dreifachen Läufer¬

masse konnte im positionsgeregelten Betrieb ein sinusförmiger Bewe¬

gungszyklus von 90mmHub in Ulms (fzyki = 9Hz) ausgeführt wer¬

den.
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5.2 Ausblick

Wenn eine hohe Dynamik der Antriebskraft benötigt wird, erfordert

die relativ grosse Induktivität des Antriebs eine hohe Umrichterspan¬

nung. Eine kleinere Induktivität ist daher erstrebenswert. Es ist zu

untersuchen, inwieweit sich durch konstruktive Optimierung der Sta¬

torgeometrie die Induktivitätswerte reduzieren lassen.

Die Eisenverluste der realisierten Antriebe machen insbesondere bei

grösseren Geschwindigkeiten einen wesentlichen Teil der Gesamtver¬

luste aus. Mit dem Ziel, diese Verluste so gering wie möglich zu hal¬

ten ist sowohl konstruktiv als auch materialtechnisch nach weiteren

Lösungen zu suchen.

Neben der 2-phasigen Antriebsausführung wäre auch eine 3-phasige
Variante möglich. Einerseits sprechen eine bessere Ausnutzung, ein

geringerer Ansteueraufwand, sowie reduzierte Reluktanzkräfte auf¬

grund der Statornuten dafür. Andererseits lassen sich nicht mehr alle

Phasenströme unabhängig voneinander kontrollieren, was insbesonde¬

re beim Betrieb im Randbereich durch die nicht mehr symmetrische
Last problematisch ist. Zudem ist aus produktionstechnischer Sicht

der 3-phasige Antrieb aufgrund der grösseren Anzahl Komponenten
etwas aufwändiger.
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