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Kurzfassung V

Kurzfassung

Die nahezu unbegrenzte dreidimensionale Gestaltungsfreiheit der Additiven Fertigung kann
heute auch in metallischen Komponenten elektrischer Maschinen vorteilhaft genutzt werden,
um den Leichtbaugrad zu erhöhen oder zusätzliche Funktionen zu integrieren. Insbesondere
mittels Laserstrahlschmelzen können Bauteile mit hoher Präzision, geringer Formabweichung
sowie sehr guten mechanischen und magnetischen Eigenschaften gefertigt werden.
In der vorliegenden Dissertation wird das große Potential der Metalladditiven Fertigung im
Elektromaschinenbau am Beispiel von Rotoren permanentmagneterregter Synchronmaschinen
(PM-Rotoren) aufgezeigt, welche sich für die Additive Fertigung anbieten, da mittels Laser-
strahlschmelzen gefertigte Bauteile prinzipbedingt aus einem einzelnen Werkstoff bestehen und
PM-Rotoren nicht notwendigerweise aus gestapelten Elektroblechen aufgebaut sein müssen.
Indessen sind im Fall ungeblechter Rotoren im Betrieb insbesondere im Bereich der Rotor-
oberfläche erhöhte Wirbelstromverluste zu erwarten. Im Rahmen dieser Arbeit wird daher
zunächst der Ansatz diskutiert, ebendiese Wirbelstromeffekte durch gezieltes Schraffieren bzw.
Schlitzen der Rotoroberfläche zu unterdrücken. Anhand von numerischen Vorausberechnungen
und messtechnischen Untersuchungen wird gezeigt, dass Schlitze in Umfangsrichtung die
Oberflächenverluste signifikant verringern können, wohingegen in axialer Richtung orientierte
Schlitze diese sogar weiter erhöhen.
Ein Schwerpunkt dieser Arbeit ist die Gestaltung und Dimensionierung des Rotors eines 1,5kW-
Servomotors für die Additive Fertigung, wobei neben der Schlitzung der Rotoroberfläche noch
eine Reihe von weiteren geometrischen Besonderheiten umgesetzt werden. Insbesondere wird
der weichmagnetische Teil des Rotors so gestaltet, dass eine Schrägungswirkung erzielt wird
und gleichzeitig die Magnettaschen axial gerade verbleiben. Der Einfluss dieser Art der Rotor-
schrägung auf das Luftspaltfeld und auf das resultierende Rastmoment wird dabei ausführlich
erläutert. Zudem wird durch systematische Konstruktion von Hohlräumen und additiv gefertig-
ten Leichtbaustrukturen der Leichtbaugrad des Rotors erhöht. Nach der Additiven Fertigung des
Rotordemonstrators wird dieser in einen konventionellen Stator eingebaut und messtechnisch
untersucht. Die Auswertung von Leerlauf- und Lastmessungen sowie von Beschleunigungsversu-
chen ergibt, dass der Motor mit dem additiv gefertigten Rotor im Vergleich zum Referenzmotor
eine höhere Drehmomentdichte, eine höhere Dynamik und geringere Rast- und Pendelmomente
aufweist. Die gewonnenen Erkenntnissen werden letztlich noch auf andere Bereiche des Elek-
tromaschinenbaus übertragen, um daraus Handlungsempfehlungen zur vorteilhaften Gestaltung
von Rotoren unter Nutzung der Additiven Fertigung abzuleiten.

Schlagworte:
Permanentmagneterregte Synchronmaschine, PMSM, Rotoraktivteil, Additive Fertigung, Laser-
strahlschmelzen, Schrägung, Wirbelstromeffekte, Oberflächenverluste



VI Abstract

Abstract

Design of Permanent Magnet Synchronous Machine Rotors for Metal Additive
Manufacturing

The almost unlimited three-dimensional design freedom of additive manufacturing technologies
can nowadays also be applied to metallic electric machine components in order to increase
lightweight construction or to implement additional functionality. Especially when using the
technology of laser beam melting, parts are built with high precision, small form deviations and
very good mechanical and magnetical proporties.
In this thesis, the great potential of metal-additive manufacturing in the field of electric machines
is investigated using the example of permanent magnet synchronous rotors. Since laser beam
melted parts on principle consist of one single material, the focus is on additive manufacturing
of permanent magnet rotors, which are mainly exposed to a constant magnetic field. However,
increased eddy current loss is expected during operation especially near the rotor surface in this
case. Therefore, the approach of grooving or rather slotting the rotor surface in order to suppress
eddy current effects is discussed in detail in this work. By means of numerical FEM simulations
and experimental studies, it is shown that circumferential slotting leads to best possible loss
reduction, whereas axial slotting of the rotor surface in turn leads to increased surface loss.
Furthermore, the rotor of a 1,5kW servo motor is designed for additive manufacturing and
built using laser beam melting. After this, the additively manufactured rotor is installed in a
conventional stator. Besides the surface slotting, the rotor shows some specific features which
can only be applied using additive manufacturing technologies. In particular, the soft-magnetic
rotor active part is skewed and simultaneously the magnets and magnet pockets are kept axially
straight. The impact of this special way of rotor skewing on the air-gap field as well as on the
resulting cogging torque is evaluated in detail. In addition, systematically implementing cavities
and additively manufactured lightweight structures in order to increase the degree of lightweight
construction is focused and the impact on the design from the magnetical and the mechanical
point of view is investigated. Experimental no-load and load tests as well as acceleration tests
demonstrate that using the additively manufactured skewed rotor prototype leads to higher
torque density, higher dynamics and significantly decreased cogging torque and torque ripple
compared to a conventional reference rotor.
Finally, the findings of this thesis lead to design guidelines regarding the dimensioning of
additively manufactured synchronous rotors.

Keywords:
permanent magnet synchronous machine, PMSM, rotor active part, additive manufacturing,
laser beam melting, skewing, eddy current effects, surface loss
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Einleitung 1

1 Einleitung

Die Additive Fertigung – gemeinhin auch als 3D-Druck bezeichnet – gilt branchenübergreifend
insbesondere für den Innovations- und Wirtschaftsstandort Deutschland als eine der Schlüs-
seltechnologien des 21. Jahrhunderts. Dank der schichtweisen Herstellung additiv gefertigter
Bauteile und der damit einhergehenden freien Gestaltungsmöglichkeiten in allen drei Raum-
richtungen können Bauteile nahezu jede denkbare Geometrie annehmen. So können komplexe
Geometrien, wie z.B. Fachwerkstrukturen oder bionische Gebilde, oder funktionserweiternde Ef-
fekte, wie z.B. besondere Struktureigenschaften oder Wärmetransportwege, ohne formgebende
Werkzeuge direkt während der Produktion in das Bauteil implementiert werden [1, 2].

Mit Blick auf den Elektromaschinenbau mit seiner mehr als 100-jährigen Geschichte wird
deutlich, dass insbesondere der technologische Fortschritt bei der additiven Verarbeitung von
metallischen Werkstoffen, der sog. Metalladditiven Fertigung, eine Neubewertung der teils
jahrzehntelang gültigen Gestaltungsprämissen für elektrische Maschinen erlaubt. Existierende,
für konventionelle Fertigungstechnologien gültige Konstruktionsrichtlinien und Produktionsbe-
schränkungen können dadurch erweitert werden.

Zur Erforschung der Metalladdiven Fertigung im Elektromaschinenbau bietet sich grundsätzlich
die Untersuchung dreidimensionaler Effekte an. In klassischen Radialflussmaschinen führt
dies aufgrund der naturgemäß vorteilhaften Orthogonalität von Stromdichte und magnetischer
Flussdichte zur Entwicklung einer bestimmten Drehmomentdichte auf Phänomene, welche
insbesondere in axialer Richtung auftreten. Dreidimensionale Effekte sind demnach z.B. die
Schrägung zur Verringerung von Rastmomenten, die Ausbreitung von Wirbelströmen in weich-
magnetischen Komponenten, die Implementierung von Kühlkanälen oder das ausquellende
Luftspaltfeld im axialen Endbereich des Aktivteils.

In der vorliegenden Arbeit wird die vorteilhafte Nutzung der dreidimensionalen Gestaltungs-
freiheit am Beispiel von Rotoren permanentmagneterregter Synchronmaschinen (PM-Rotoren)
erforscht, welche sich für die Herstellung mittels Metalladditiver Fertigung anbieten. Insbeson-
dere wird dabei auf die Gestaltung des weichmagnetischen Rotoraktivteils eingegangen, für
das die gestalterische Einschränkung auf einen zweidimensionalen Blechschnitt entfällt und
sich somit zusätzliche Funktionen bzw. Effekte implementieren lassen. Auch die klassische
Unterteilung zwischen dem Rotoraktivteil und der Welle wird bei der Additiven Fertigung von
PM-Rotoren obsolet, da die Rotorwelle somit als zusammenhängendes, drehmomentübertragen-
des Bauteil aufgefasst werden kann.



2 Einleitung

Ziel dieser Arbeit ist, die Potentiale der Metalladditiven Fertigung von PM-Rotoren heraus-
zuarbeiten, diese systematisch an konkreten Beispielen zu erforschen und daraus letztlich
Handlungsempfehlungen zur vorteilhaften dreidimensionalen Gestaltung des Rotoraktivteils
abzuleiten. Dabei werden elektromagnetische, thermische und mechanische Herausforderungen,
die sich während des Gestaltungsprozesses von additiv gefertigten PM-Rotoren ergeben, disku-
tiert und mittels 3D-Finite-Elemente-Analyse und/oder an additiv gefertigten Prüfkörpern sowie
einem additiv gefertigten Rotordemonstrator am Maschinenprüfstand quantifiziert und validiert.

Im folgenden Kapitel 2 wird dazu zunächst der Stand der Forschung zu metalladditiven Fer-
tigungsverfahren und aktuell prozessierbaren matallbasierten Werkstoffen dargelegt und im
Hinblick auf die Einsatzmöglichkeiten im Elektromaschinenbau eingeordnet. Wie im späteren
Verlauf der Arbeit dargelegt, bietet sich zur Herstellung metallischer Bauteile das Laserstrahl-
schmelzen an, mit dem Bauteile hoher Qualität fertigbar sind, welche jedoch nur aus einem
einzelnen Werkstoff bestehen können. Auch eine Isolierung einzelner Schichten innerhalb der
gefertigten Komponente ist bis dato nicht in der nötigen Qualität möglich, weshalb zunächst
PM-Rotoren für die Metalladditive Fertigung fokussiert werden, in denen eine konventionelle
Blechung – im Gegensatz zum Stator – nicht zwingend notwendig ist.

Im Rahmen dieser Arbeit soll unter anderem die rotorseitige Schrägung des weichmagnetischen
Aktivteils untersucht werden, ohne auf eine Staffelung, also eine Verdrehung des gesamten
Rotorquerschnitts inkl. der Magnete in diskreten Winkeln zueinander, zurückzugreifen. Da
Magnete wirtschaftlich oft nur in Rechteck- oder Zylinderformen zur Verfügung stehen und
bis dato additiv gefertigt noch nicht die nötige Qualität aufweisen, sollen die Magnete und
die Magnettaschen axial gerade verbleiben, was auf ein um die Magnettaschen herum tordier-
ten weichmagnetischen Rotorkern hinausläuft. Hier zeigt sich ein Vorteil der Metalladditiven
Fertigung, mithilfe derer die Produktion einer solchen Aktivteilgeometrie leicht möglich ist.
Die Herstellung eines tordierten Rotoraktivteils aus herkömmlich gestanzten oder gelaserten
Einzelblechen würde einen individuellen Querschnitt für jedes einzelne Blech erfordern. Die
Umsetzung einer rotorseitigen Schrägung bei gleichzeitig axial geraden Magnettaschen bedingt
eine Rotorbauform mit vergrabenen Magneten. Der relativ kleine Luftspalt in permanentmagne-
terregten Synchronmaschinen (PMSM) kleiner Leistung in Verbindung mit einem massiven,
ungeblechten Rotoraktivteil führt jedoch zu unerwünschten Wirbelstromverlusten auf der Roto-
roberfläche. Ein weiterer Schwerpunkt der vorliegenden Arbeit beinhaltet daher Untersuchungen
zur Verringerung dieser Wirbelstromverluste durch eine mögliche dreidimensionale Struktu-
rierung bzw. Schlitzung der Rotoroberfläche (Kapitel 3). Dabei werden die Auswirkungen
verschiedener Schlitzmuster zunächst theoretisch hergeleitet und im Anschluss anhand von
additiv gefertigten Prüfkörpern messtechnisch validiert.

Die für das Verständnis der Arbeit notwendige Theorie, insbesondere zur mathematischen
Beschreibung und zur technischen Wirkung von Oberfeldern in PMSM, ist grundlegend im
Kapitel 4 dargestellt. Es sei bereits an dieser Stelle angemerkt, dass die Grundlagen zur Dreh-
und Oberfeldtheorie als bekannt vorausgesetzt werden und bei Bedarf der einschlägigen Literatur
(z.B. [3, 4]) entnommen werden können.
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Dem schließt sich im Kapitel 5 eine systematische Untersuchung der Schrägungswirkung bei
axial geraden Magneten an, im Rahmen derer die Auswirkungen verschiedener Geometrie-
parameter auf den magnetischen Kreis und das Betriebsverhalten erläutert werden. Zudem
werden mögliche Zielkonflikte, die sich bei der Konstruktion oder im Zusammenhang mit der
Strukturmechanik ergeben können, aufgezeigt. Die magnetischen und die strukturmechanischen
Auswirkungen der Dimensionierung, der Herstellung und der messtechnischen Untersuchung
einer solchen Geometrie sind ausführlich in den Kapiteln 6 und 7 beschrieben.

Die am Beispiel kleiner Servomotoren gewonnenen Erkenntnisse zur vorteilhaften Nutzung
der Metalladditiven Fertigung werden anschließend auf zwei weitere Anwendungsbereiche des
Elektromaschinenbaus übertragen. Im Kapitel 8 wird dazu anhand von zwei Anwendungsstudien
diskutiert, inwieweit die Additive Fertigung vorteilhaft in Rotoren großer Synchronmaschinen
sowie in PMSM für elektrische Flugantriebe genutzt werden kann.

Schließlich werden in Kapitel 9 Handlungsempfehlungen zur Dimensionierung und Gestaltung
von additiv gefertigten PM-Rotoren abgeleitet und formuliert, um so bestehende Gestaltungs-
richtlinien von PM-Rotoren – zumindest ein Stück weit – neu zu definieren.
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2 Additive Fertigung im
Elektromaschinenbau

Es existieren eine Vielzahl von Fach- und Lehrbüchern, in denen sehr ausführliche Informationen
zu Systematiken, Fertigungsverfahren, Anwendungsgebieten, Möglichkeiten und Grenzen,
Konstruktionsrichtlinien, Wirtschaftlichkeit und Trends zur Additiven Fertigung zu finden sind.
Im Folgenden wird deshalb eine Auswahl von einschlägiger Literatur gegeben, auf der die in
diesem Kapitel beschriebenen Zusammenhänge basieren:

Gibson et. al: Additive Manufacturing Technologies, 2010 [5]

Breuninger et al.: Generative Fertigung mit Kunststoffen, 2012 [6]

Witt et. al.: Neue Entwicklungen in der Additiven Fertigung, 2015 [7]

Thompson et. al.: Design for Additive Manufacturing, 2016 [8]

Gebhardt et. al.: Additive Fertigungsverfahren, 2017 [9]

Gebhardt et. al.: Produktgestaltung für die Additive Fertigung, 2019 [10]

Wohlers et. al.: Additive Manufacturing and 3D Printing: State of the Industry, 2019 [1]

Lachmeyer et. al.: Konstruktion für die Additive Fertigung, 2020 [2]

Additive Fertigungsverfahren zeichnen sich durch einen schichtweisen Aufbau des Bauteils aus
und sind somit nicht eindeutig einem der klassischen Fertigungsverfahren nach DIN 8580, wie
z.B. Urformen, Umformen oder Fügen, zuzuordnen. Es bietet sich vielmehr an, die additiven
Fertigungsverfahren dem Namen entsprechend in erster Linie von den subtraktiven (z.B. Fräsen)
und den formativen (z.B. Umformen) Verfahren abzugrenzen. Hinsichtlich der Anwendungsebe-
ne kann zudem noch unterschieden werden zwischen der Additiven Fertigung von Prototypen
und Konzeptmodellen (engl.: Rapid Prototyping), der Additiven Fertigung von Werkzeugen
(Rapid Tooling) und der Additiven Fertigung von Endprodukten (Rapid Manufacturing) [9, 11].
Interessanterweise wurde das erste additive Fertigungsverfahren, die Stereolithografie, bereits
1984 zum Patent angemeldet [12], und das als „klassischer“ 3D-Druck bekannte Binder Jetting
folgte 1986 [13].
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Im folgenden Abschnitt wird zunächst ein Überblick über die metalladditiven Fertigungsverfah-
ren und die prozessierbaren Werkstoffe sowie ihre Anwendbarkeit im Elektromaschinenbau
gegeben. Danach wird ausführlich der Stand der Forschung, insbesondere zu bis dato additiv
gefertigten metallischen Komponenten im Elektromaschinenbau, dargelegt, um daraus die Ein-
satzmöglichkeiten und Herausforderungen, die sich bei der Implementierung der Metalladditiven
Fertigung im Elektromaschinenbau ergeben, abzuleiten.

2.1 Fertigungstechnologien

Laut aktuellem Normentwurf [14] und der Trendforschung in [15] können additive Fertigungs-
verfahren in sieben Kategorien eingeteilt werden, von denen in Abb. 2.1 die fünf Ansätze
dargestellt sind, die sich zur additiven Verarbeitung metallischer Werkstoffe eignen.

Metalladditive Fertigungsverfahren

Freistrahl-

Materialauftrag

Materialauftrag mit gerichteter 

Energieeinbringung
Freistrahl-

Bindemittelauftrag
Materialextrusion

Pulverbettbasiertes 

Schmelzen

Nano-Particle

Jetting

Kaltgas-

spritzen
Laser- und  Elektronen-

auftragsschweißen

Direktes/Selektives 

Laserstrahlschmelzen

Elektronen-

strahlschmelzen

Binder Jetting / 

3D-Drucken
3D-Siebdruck

Abbildung 2.1: Systematisierung der metalladditiven Fertigungsverfahren (nach [16])

Die erste Möglichkeit stellen die Freistrahl-Materialauftrags-Verfahren dar, bei denen ver-
düste Metallpartikel schichtweise aufgesprüht werden. Ein Beispiel ist das sog. Kaltgasspritzen,
bei dem ein erhitztes Gas (z.B. Helium) in einer Lavaldüse zunächst auf sehr hohe Geschwin-
digkeit beschleunigt wird. Die dann in den Gasstrahl injizierten und dadurch ebenfalls stark
beschleunigten Metallpartikel werden mit hoher Geschwindigkeit auf die Zielgeometrie geschos-
sen, mit der sie dann aufgrund der hohen kinetischen Energie beim Auftreffen verschmelzen
[17]. Ein weiteres Beispiel stellt das Nano-Particle Jetting dar, bei dem eine mit Metallpartikeln
versetzte Suspension, ähnlich der Funktionsweise eines Tintenstrahldruckers, aufgesprüht wird.
Nachteilig wirkt sich die räumliche Auflösung des Freistrahls aus, die primär von der Größe
der Düse begrenzt wird. Obgleich die Entwicklung immer kleinerer Düsen diesbezüglich in
Zukunft kleinere Maßabweichungen erwarten lässt, liegt die minimale Auflösung aktuell im
Bereich von ca. 1 mm [18].

Beim Materialauftrag mit gerichteter Energieeinbringung wird im Gegensatz dazu ein
Metallpulver oder -draht direkt nach Abscheiden aus einer Düse aufgeschmolzen und mit dem
bereits vorhandenen Bauteil verschmolzen. Beispiele dafür sind das Laser- oder das Elektronen-
auftragsschweißen. In [19] wurde die Verarbeitung von Eisen mittels Laserauftragsschweißen
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und Laserstrahlschmelzen verglichen. Es zeigte sich, dass beim Laserauftragsschweißen eine
im Vergleich geringere Auflösung realisiert werden konnte und die gefertigten Bauteile zudem
eine geringere mechanische Festigkeit aufwiesen.

Werden zum lokalen Verkleben von Metallpartikeln Additive oder Binder aufgetragen, spricht
man von Freistrahl-Bindemittelauftrags-Verfahren. Beim bereits oben erwähnten Binder
Jetting fährt ein Druckkopf über ein Metallpulverbett und verklebt die Metallpartikel schichtwei-
se. Im Nachgang wird der Großteil des Binders mithilfe eines Sinterprozesses aus dem Bauteil
entfernt. Ein entscheidender Nachteil gegenüber den anderen vorgestellten Fertigungsansätzen
stellt die Verwendung von (nicht-metallischem) Binder dar. Da während des Bauprozesses
lediglich der Binder selbst aufgeschmolzen wird und die Metallpartikel miteinander verklebt,
sind sowohl die mechanischen Eigenschaften als auch die weichmagnetischen Eigenschaften
schlechter als bei den Verfahren, bei denen die Metallpartikel direkt miteinander verschmolzen
werden. Insbesondere bei kleinen Abmessungen sind die Dichte geringer (bis zu ca. 75%) und
die Formabweichungen höher als bei den anderen metalladditiven Fertigungsverfahren [20]. Aus
fertigungstechnischer Sicht scheint eine Eignung des Binder Jettings für den Elektromaschinen-
bau prinzipiell möglich, eine sorgfältige Prüfung der Festigkeits- und Funktionsanforderungen
ist jedoch zu empfehlen.

Ähnlich den Freistrahl-Bindemittelauftrags-Verfahren werden beim Sintern weichmagneti-
scher Pulververbundwerkstoffe (Soft Magnetic Composite, sog. SMC-Materialien) ebenfalls
mit nicht-magnetischem Verbundmaterial ummantelte Metallpartikel verarbeitet. Da diese
jedoch durch Pressen in Form gebracht und daraufhin gesintert werden, wird dieses Herstell-
verfahren nicht der Additiven Fertigung zugeordnet. Die gesinterten SMC-Bauteile weisen
ebenfalls verringerte mechanische und weichmagnetische Eigenschaften [21, 22] auf.

Eine weitere Verfahrensgruppe stellen die sog. Materialextrusions-Verfahren dar, deren wohl
bekanntestes Beispiel der 3D-Siebdruck ist. Dieses Verfahren zeichnet sich dadurch aus, dass
eine Druckpaste aus einem Metall-Binder-Gemisch durch eine Schablone gedrückt wird. In
Kombination mit einer Wärmebehandlung lassen sich so filigrane Strukturen herstellen, mit
denen auch die Erstellung von Komponenten elektrischer Maschinen möglich ist [23, 24, 25].

Im Gegensatz zu den binderbasierten Verfahren werden bei den pulverbettbasierten Schmelz-
verfahren die Metallpartikel selbst mit einem Laser- oder Elektronenstrahl lokal aufgeschmol-
zen. Das bekannteste Verfahren dieser Gruppe ist das direkte bzw. selektive Laserstrahl-
schmelzen (engl.: selective laser melting, SLM), bei dem Energie eines Hochleistungslasers
auf die Oberfläche des Pulverbetts gelenkt wird. Beim Laserstrahlschmelzen können relative
Dichten von über 99,9% und sehr gute weichmagnetische Eigenschaften erreicht werden, so-
dass das Laserstrahlschmelzen aktuell das vielversprechendste additive Fertigungsverfahren
für die Anwendung im Elektromaschinenbau darstellt. Zudem können mit dem Verfahren sehr
filigrane Strukturen gefertigt werden. So ist z.B. in 2.2 ein Probekörper aus der im Abschnitt
2.2 näher dargestellten Eisen-Silizium-Legierung mit 2,9 % Silizium gezeigt, der eine additiv
gefertigte Fachwerkstruktur enthält. Gut zu erkennen sind die einzelnen, nicht-verschmolzenen
Pulverpartikel. In [26] wurden bereits minimale Wandstärken und Rundstab-Durchmesser von
0,2mm erreicht und Überhänge von bis zu 70◦ ohne abstützende Fase gefertigt.
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(a) Teilausschnitt
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Abbildung 2.2: Mikroskopaufnahmen eines additiv gefertigten Probekörpers aus einer Eisen-
Silizium-Legierung;
(a) Teildarstellung des Probekörpers, der zwischen zwei festen Deckschichten die
Fachwerkstruktur aufweist und
(b) Nahaufnahme einer Eckverbindung

Beim Laserstrahlschmelzen wird ein 3D-CAD-Modell des Bauteils zunächst softwaregestützt
in Schichten definierter Dicke unterteilt, was unvermeidbar zu einem gewissen Treppeneffekt in
Baurichtung führt. Der Bauprozess startet, indem der Beschichter eine Schicht des Metallpulvers
auf der beheizten Bauplattform ablegt und der Laser die Regionen aufschmilzt, an denen in
dieser Schicht massives Material entstehen soll. Ist die Belichtung der aktuellen Schicht beendet,
wird die Bauplattform um die Schichtdicke abgesenkt, und der Beschichter trägt die nächste
Lage Pulvermaterial auf. Das Bauteil wächst somit Schicht für Schicht in vertikaler Richtung.
Der Bauraum ist meist gekapselt und mit Schutzgas gefüllt. Eine zusätzliche Bauraumheizung
verringert unerwünschte Temperaturgradienten zwischen der Pulverbettoberfläche und der be-
heizten Bauplattform. Das nicht verschmolzene Pulver fungiert als zusätzliches Stützmaterial
und verbleibt ebenfalls auf der Bauplattform, sodass am Ende der gesamte Bauraum mit dem
Werkstoff gefüllt ist [5]. Abbildung 2.3 zeigt den Prozess der Fertigung mittels Laserstrahl-
schmelzen schematisch, wobei der Herstellungsprozess in drei Phasen unterteilt ist. Phase 1
beinhaltet die Erstellung und die Bemaßung eines CAD-Modells, das Konvertieren in eine
fertigungsgerechte Gestalt sowie das Schichten des Bauteils. Dem schließt sich in Phase 2 die
eigentliche Additive Fertigung an, an deren Ende sich das Bauteil im Bauraum, umschlossen
von nicht geschmolzenem Pulver, befindet. In Phase 3 findet dann die Entfernung des über-
schüssigen Pulvers und der Stützstrukturen sowie die mögliche mechanische oder thermische
Nachbehandlung statt. Obgleich jeder einzelne Prozessschritt Einfluss auf die Qualität des
Bauteils hat, können die folgenden Bauteil- und Prozessparameter als besonders relevant für die
Bauteilqualität aufgeführt werden:

a) Bauteilgeometrie
Bereits eine fertigungsgerechte Dimensionierung des Bauteils kann die Bauteilqualität erhöhen,
indem einschlägige Konstruktionsrichtlinien zur Metalladditiven Fertigung für das Laserstrahl-
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Abbildung 2.3: Herstellungsprozess beim Laserstrahlschmelzen

schmelzen beachtet werden [11, 27]. Dies beinhaltet beispielsweise die Berücksichtigung be-
stimmter minimaler Wandstärken oder die Implementierung von Überhängen ohne abstützende
Fase. Auch der Treppeneffekt begrenzt die minimale Auflösung von Geometrien (z.B. Radien) in
Baurichtung. Die für die Gestaltung von PM-Rotoren entscheidenden Konstruktionsrichtlinien
werden im Abschnitt 2.3 noch einmal detailliert dargestellt.

b) Pulverqualität
Der Begriff Pulverqualität beinhaltet in diesem Zusammenhang die genaue Zusammensetzung
der Inhaltsstoffe, die Morphologie der Partikel, die Partikelgrößenverteilung und mögliche
Verunreinigungen. Zur Realisierung einer möglichst kleinen Schichtdicke sollte das Pulver aus
möglichst kleinen, sphärischen Partikeln gleicher Größe bestehen. Beim Laserstrahlschmelzen
beispielsweise haben sich Partikelgrößen von 10µm bis 45µm als vorteilhaft erwiesen [28]. Ähn-
lich wichtig wie die Größe ist auch die Größenverteilung der Partikel. So sollte das Pulver aus
möglichst gleich großen Partikeln bestehen, was auch die spätere Wahl der Belichtungsstrategie
vereinfacht. Die Pulverqualität beeinflusst also entscheidend die Bauteilqualität [29].

c) Schichtdicke
Die Schichtdicke beeinflusst direkt die maximale Auflösung des Bauteils in Baurichtung, den
damit verbundenen Treppeneffekt und die Bauzeit. Je geringer die Schichtdicke ist, desto besser
ist die Auflösung und desto länger ist die Bauzeit. Eine lange Bauzeit wiederum kann das Risiko
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prozessbedingter Ausfälle erhöhen. In [28] und [30] wurden beispielsweise Schichtdicken von
30µm bis 50µm gewählt. Generell sollte zur Erhöhung der Bauteilqualität die Schichtdicke
stets ein Vielfaches des durchschnittlichen Partikeldurchmessers betragen. Da sich auch die
zum Aufschmelzen benötigte Energie mit der Schichtdicke erhöht, beeinflusst die Schichtdicke
auch direkt die Belichtungsstrategie.

d) Belichtungsstrategie
Die Belichtungsstrategie beinhaltet insbesondere die Wahl der Prozessparameter Laserleistung,
Laserfahrgeschwindigkeit und Laserfahrweg. Wird lokal mit einer hohen Laserleistung und/oder
einer geringen Laserfahrgeschwindigkeit belichtet, erfährt der Werkstoff einen hohen Energie-
eintrag, und das Schmelzbad wird sowohl in Baurichtung als auch in der Ebene der Pulverbetto-
berfläche größer. Die Trajektorie des Lasers wird vor allem über den Hatchabstand bestimmt,
der den Abstand zweier paralleler Belichtungswege beschreibt. Beim Laserstrahlschmelzen ist
zudem üblich, die äußeren Konturbahnen oder mechanisch höher belastete Bereiche (z.B. die
Bauteilhülle) mit erhöhtem Energieeintrag zu durchfahren. Wie bereits erwähnt, beeinflusst die
Belichtungsstrategie ebenfalls die Bauzeit.

Zusammenfassend lässt sich sagen, dass aktuell die pulverbettbasierten Schmelzverfahren auf-
grund der hohen realisierbaren Dichten sowie der Möglichkeit, sehr filigrane Strukturen zu
generieren, den vielversprechendsten Ansatz darstellen, um Aktivteile elektrischer Maschi-
nen zu produzieren. Zukünftig könnten allerdings insbesondere das Laserauftragsschweißen
und das Kaltgasspritzen an Bedeutung gewinnen, sofern die Entwicklung der Komponenten,
insbesondere der Düsen, weiter voranschreitet.

2.2 Weichmagnetische Materialien für die Additive Fertigung

Neben der Wahl des Fertigungsverfahrens und den prozessbedingten Randbedingungen ist
die Verarbeitbarkeit der Materialien entscheidend für den Einsatz der Additiven Fertigung im
Elektromaschinenbau. Um auch im Fall kleiner Servomotoren entsprechende Leistungsdichten
zu erreichen, müssen die flussführenden Teile sehr gute weichmagnetische Eigenschaften auf-
weisen. Als „weichmagnetisch“ werden allgemein sowohl ferromagnetische Werkstoffe (z.B.
Eisen, Kobalt, Nickel) als auch ferrimagnetische Werkstoffe (z.B. Ferrite) bezeichnet, die in
erster Linie eine kleine Koerzitivfeldstärke Hc und eine hohe relative Permeabilität µr aufwei-
sen. Werden zudem hohe Sättigungspolarisationen und geringe Ummagnetisierungsverluste
angestrebt, scheinen Eisen-Silizium- oder Eisen-Kobalt-Legierungen aufgrund der homogenen,
kristallinen Struktur alternativlos. Elektrobleche für elektrische Maschinen haben in der Regel
einen Silizium-Anteil von maximal 3,2% oder – im Hochleistungsbereich – einen Kobalt-Anteil
von 50% (als FeCo50) bzw. 49% mit zusätzlich 2% Vanadium (FeCo49V2). Eine Erhöhung
des Siliziumgehalts würde zwar eine weitere Verringerung des spezifischen elektrischen Wider-
stands bewirken, lässt das Material allerdings spröder werden und erschwert die herkömmliche
Verarbeitung mittels Walzen oder Stanzen. Das theoretische Optimum weichmagnetischer Ei-
genschaften für eine Eisen-Silizium-Legierung liegt bei einem Silizium-Gehalt von ca. 6,5%
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bzw. bei einem Kobalt-Gehalt von 50% [31, 32]. Die Verringerung von Wirbelstromeffekten
aufgrund der höheren elektrischen Leitfähigkeit von Eisen-Kobalt-Legierungen wird meist
über eine Verringerung der Blechdicke oder die Zugabe von weiteren Legierungselementen
realisiert [33, 34]. Je nach Anforderung gibt es am Markt eine Vielzahl von herkömmlich gefer-
tigten Elektroblechen unterschiedlicher Koerzitivfeldstärken Hc, Sättigungspolarisationen Js,
Maximalpermeabilitäten µr,max, Zugfestigkeiten Rm und Verlustkennwerten pvu. Allgemein
erreichen hochwertige Elektrobleche Maximalpermeabilitäten von µr,max > 8000, Koezitivfeld-
stärken von Hc < 50Am−1 und Sättigungspolarisationen von Js > 2T, wobei mit µr die relative
Permeabilität gemäß

µr =
B

H ·µ0
(2.1)

gemeint ist.

Für die Verarbeitung mit den Freistrahl-Materialauftrags-Verfahren sind eine Reihe von Metallen
und Metalllegierungen verfügbar. Nach [35] und [36] können z.B. mit dem Kaltgasspritzen unter
anderem Aluminium, Kupfer und Eisen sowie deren Legierungen verarbeitet werden. Auch mit
den Materialauftrags-Verfahren mit gerichteter Energieeinbringung lassen sich eine Vielzahl von
Metallen verarbeiten [37]. Anwendungen, bei denen explizit ferromagnetische Eigenschaften
von mit einem der beiden Verfahren hergestellten Bauteilen untersucht wurden, sind hingegen
bis dato nicht bekannt. In [38] konnte mittels Binder Jetting eine Eisen-Silizium-Legierung mit
3,0% Silizium in Form dünner Streifen verarbeitet werden, welche eine Maximalpermeabilität
von µr,max > 5000 und eine Sättigungspolarisation von Js ≈ 1,3T erreichte. In [41] werden
SMC-Materialien und Ferritkerne vorgestellt, welche Js,SMC = 1,7T und µr,max,SMC = 350
bzw. Js,Ferr = 0,5T und µr,max,Ferr = 5000 erreichten und somit nicht gleichzeitig die beiden
Anforderungen nach hoher Sättigungspolarisation und hoher Maximalpermeabilität erfüllen.

Das vielversprechendste additive Fertigungsverfahren scheint auch aus materialwissenschaftli-
cher Sicht das Laserstrahlschmelzen zu sein. In Tab. 2.1 sind beispielhaft Kennwerte hochwerti-
ger Elektrobleche im Vergleich zu den im Rahmen der vorliegenden Arbeit erforschten, mittels
Laserstrahlschmelzen additiv verarbeiteten weichmagnetischen Werkstoffen dargestellt. Die
zugehörigen Magnetisierungskennlinien und Verläufe der relativen Permeabilitäten der Eisen-
Silizium-Legierungen sind in Abb. 2.4 und Abb. 2.5, und die der Eisen-Kobalt-Legierungen in
Abb. 2.6 dargestellt. Die Kennlinien der additiv verarbeiteten Materialien (Abk.: AF) wurden
messtechnisch mithilfe von Ringkernprüfkörpern (Durchmesser 50mm, Querschnittsfläche
5mm×5mm) bestimmt. Im Fall der Eisen-Silizium-Legierung ist zu erkennen, dass insbeson-
dere das wärmebehandelte (Abk.: WB) Eisen-Silizium mit 2,9 % Silizium (kurz: FeSi2,9) der
2. Generation (Gen.2) bereits gute weichmagnetische Eigenschaften aufweist. Der Begriff der
Generation wird in der vorliegenden Arbeit lediglich zur Abgrenzung unterschiedlicher Chargen
der gleichen Legierungen verwendet. Im Fall der Eisen-Silizium-Legierung mit 6,5 % Silizium
(FeSi6,5) können eine Erhöhung der Maximalpermeabilität und die – auch in [42] nachgewiese-
ne – Verringerung der Sättigungspolarisation mit steigendem Siliziumgehalt beobachtet werden.
Die Auswirkungen unterschiedlicher Wärmebehandlungen auf die Festigkeitskennwerte und
auf die Maximalpermeabilität der untersuchten Werkstoffe ist in Tab. 2.2 aufgeführt.
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Tabelle 2.1: Kennwerte weichmagnetischer Werkstoffe im Vergleich zu am LWK untersuchten, mit-
tels Laserstrahlschmelzen hergestellten weichmagnetischen Werkstoffen; als Vergleich
dienen ein M330-35A-Standardelektroblech sowie ein hochwertiges Eisen-Kobalt-
Vanadium-Blech [26, 28, 39, 40]

FeSi2,9
Elektro-
blech

FeSi2,9
additiv

gefertigt

FeSi6,5
additiv

gefertigt

FeCo49V2
Elektro-
blech

FeCo50
additiv

gefertigt

Materialstärke
d in mm 0,35

massives
Material

massives
Material 0,20

massives
Material

Koerzitiv-
feldstärke
Hc in A/m

< 50 116 287 35 357

Sättigungs-
polarisation
Js in T

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

Maximal-
permeabilität
µr,max

ca. 8200 ca. 3350 ca. 7050 ca. 17500 ca. 1730

spez. elektr.
Widerstand
ρel in µΩm

0,42 0,45 n.a. 0,40 0,07

spezifische
Ummagnetisie-
rungsverluste
bei 1T und 50Hz
pvu in W/kg

1,43 14,71 7,01 0,82 71,3

Im Fall der additiv verarbeiteten Eisen-Kobalt-Legierungen werden typische Sättigungspolarisa-
tionen von mehr als 2T erreicht. Die ermittelten Maximalpermeablitäten sind im Vergleich zum
hochwertigen Elektroblech jedoch deutlich geringer. Dies kann durch die erhöhte elektrische
Leitfähigkeit des massiven FeCo50-Ringkerns und die daraus resultierenden erhöhten felddämp-
fenden Wirbelströme im Vergleich zu einem geblechten FeCo49V2-Kern erklärt werden. In Abb.
2.6 ist zu erkennen, dass die Messungen des AF-FeCo50 Gen.2 WB im Bereich H < 750A/m
Unstetigkeiten aufweisen, die auf den Messaufbau zurückzuführen sein könnten. Der Verlauf
von AF-FeCo50 Gen.2 WB im Bereich H > 750A/m lässt vermuten, dass ohne diese Uns-
tetigkeiten ggf. höhere Maximalpermeabilitäten erreicht worden wären. Dass grundsätzlich
auch höhere Maximalpermeablitäten bei Eisen-Kobalt-Legierungen möglich sind zeigt z.B.
[34], wo eine additiv gefertigte FeCo49V2-Legierung µr,max = 17000 erreicht hat. Weitere
vielversprechende Ansätze sind z.B. in [43] und [44] veröffentlicht, wo mittels Laserstrahl-
schmelzen verarbeitete FeSi6,5- bzw. FeSi6,9-Legierungen sogar Maximalpermeabilitäten von
µr,max = 24000 bzw. µr,max = 31000 erreichten, was jedoch nur an sehr kleinen Prüfkörpern
mit einer Höhe von 2mm bzw. 5mm gezeigt wurde.
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Abbildung 2.4: Vergleich der Magnetisierungskennlinien von Eisen-Silizium-Legierungen mit
2,9 % Silizium [Daten: LWK]; gut zu erkennen ist der Einfluss der jeweiligen
Wärmebehandlungen (Abk.: WB) im Vergleich zum „as-built“-Zustand

Abbildung 2.5: Vergleich der Magnetisierungskennlinien von Eisen-Silizium-Legierungen mit
6,5 % Silizium [Daten: LWK]; ebenfalls ist der Einfluss der Wärmebehandlun-
gen im Vergleich zum „as-built“-Zustand erkennbar

Abbildung 2.6: Vergleich der Magnetisierungskennlinien der Eisen-Kobalt-Legierungen [Daten:
LWK]; insbesondere sind die Unstetigkeiten im Fall des AF-FeCo50 Gen.2 WB im
Bereich H < 750A/m zu erkennen
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Tabelle 2.2: Einfluss nachgeschalteter Wärmebehandlungen auf die am LWK untersuchten, additiv
gefertigten Eisen-Silizium- und Eisen-Kobalt-Prüfkörper [26, 28]

Temperatur Haltedauer Härte Rm µr,max

FeSi2,9 Gen.1 - - n.a. n.a. 973
FeSi2,9 Gen.1 WB 900◦C 4 Std. n.a. n.a. 2960

FeSi2,9 Gen.2 - - 207 HV 402MPa 975
FeSi2,9 Gen.2 WB 850◦C 2 Std. n.a. n.a. 3350
FeSi2,9 Gen.2 WB2 1100◦C 10 Std. 179 HV 379MPa 2780

FeSi6,5 - - 373 HV 162MPa 1545
FeSi6,5 WB 1200◦C 2 Std. 361 HV 610MPa 7055

FeCo50 Gen.1 - - n.a. 710MPa 293
FeCo50 Gen.1 WB 900◦C 4 Std. n.a. n.a. 1470

FeCo50 Gen.2 - - 250 HV 694MPa 455
FeCo50 Gen.2 WB 1200◦C 4 Std. 202 HV n.a. 1729

Grundsätzlich lässt sich festhalten, dass die Ergebnisse eines messtechnischen Vergleichs zwi-
schen massiven, additiv gefertigten Ringkernen und geblechten Ringkernen mit Vorsicht zu
betrachten sind. Da sowohl die Sättigungsflussdichte als auch die Maximalpermeabilität signifi-
kant von der Wärmebehandlung, der Prüfkörperform und der gewählten Messmethode abhängen,
ist für einen Vergleich stets die Angabe aller dieser Parameter notwendig. Dies ist insofern von
Bedeutung, als es für die Additive Fertigung von Komponenten elektrischer Maschinen wichtig
ist, dass das Material in Kombination mit einem geeigneten Prozessparametersatz zusätzlich
zu den magnetischen Eigenschaften auch den mechanischen Belastungen genügt und selbst
bei Bauhöhen von mehreren 100mm möglichst nicht zu Heißrissen neigt. Heißrisse an den
Korngrenzen sind ein verbreitetes Fehlerbild in additiv gefertigten Bauteilen und entstehen
aufgrund ungleichmäßiger Abkühlung des Bauteils oder aufgrund ungleichmäßiger Energieein-
bringung während des Herstellprozesses [45]. Daher kann es durchaus sein, dass magnetisch
optimale Prozessparameter aus mechanischer Sicht ungenügend sind, sodass insbesondere für
die Additive Fertigung von Rotoren diesbezüglich ein Kompromiss anzustreben ist.

Als Ergebnis von Prozessparameterstudien wurden für die in Tab. 2.1 gezeigten additiv verar-
beiteten weichmagnetischen FeSi2,9-, FeSi6,5- und FeCo50-Legierungen maximale relative
Dichten von 99,98%, 99,98% und 99,99% erreicht [26, 28]. Das massive Material ist also
praktisch frei von Fehlstellen. Die Zugfestigkeiten wurden messtechnisch anhand von (in ste-
hender Position) additiv gefertigten Zugproben ermittelt. Die mechanischen Kennwerte für
FeSi2,9 entsprechen denen gewöhnlicher Elektrobleche, wohingegen die Werte für FeSi6,5 und
FeCo50 diese sogar deutlich übertreffen. Die Wärmebehandlung kann zu einer Verringerung
der inneren mechanischen Spannungen und zu einer Erhöhung der Zugfestigkeit führen, sofern
mit der Wärmebehandlung eine Veränderung der Gefügestruktur erreicht wird. Dass dies im
vorliegenden Fall teilweise gelungen ist, zeigt ebenfalls Tab. 2.2, bei Betrachtung der Spalte Rm,
in der die Änderung der Zugfestigkeit im Vergleich zum „as-built“-Zustand zu erkennen ist.
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Alles in allem kann gesagt werden, dass bis zum heutigen Tage lediglich mittels Laserstrahl-
schmelzen mit anschließender Wärmebehandlung weichmagnetische Werkstoffe erfolgreich
verarbeitet werden konnten, welche sowohl den magnetischen als auch den mechanischen
Anforderungen an flussführende Komponenten elektrischer Maschinen genügen.

2.3 Konstruktive Aspekte

Neben der Funktionalität stellt insbesondere die Ausfallsicherheit eine kritische Dimensionie-
rungsgröße für Rotoren elektrischer Maschinen dar. Im Bereich der Additiven Fertigung ist
stets eine zeit- und materialsparende Herstellung des Bauteils anzustreben, da die Menge des zu
verarbeitenden Materials in direktem Zusammenhang mit der Bauzeit und somit letztlich auch
mit der Prozess- und Ausfallsicherheit des Bauteils steht. Eine Robustheit gegenüber äußeren
mechanischen Belastungen oder material- und prozessbedingter Qualitätsminderung kann dar-
über erlangt werden, an mechanisch kritischen Stellen im Bauteil mehr Material einzubringen,
als eigentlich zur Funktionserfüllung nötig wäre. Bevor einige Gedanken zum Leichtbau in
PM-Rotoren und zur Konstruktion metalladditiv gefertigter Bauteile diskutiert werden, sollen
im Folgenden zunächst einige Grundlagen der Festigkeitslehre dargestellt und die mechanisch
kritischen Regionen in PM-Rotoren identifiziert werden.

2.3.1 Mechanische Spannungen in PM-Rotoren

Wenn innere mechanische Spannungen lokale plastische oder übermäßige elastische Verfor-
mungen im Rotoraktivteil zur Folge haben, führt dies in den meisten Fällen zur Zerstörung des
Rotors. Die einzelnen Abschnitte des Aktivteils sind daher so zu dimensionieren, dass in keinem
zu erwartenden Betriebszustand kritische mechanische Spannungen auftreten. Die Ursache der
mechanischen Spannungen stellen in erster Linie (äußere) Belastungen dar, welche in Zug-,
Druck-, Biegungs-, Schub- und Torsionsbeanspruchungen resultieren. Die Beanspruchungen
resultieren dabei entweder aus der Montage (z.B. eine Presspassung eines Rotoraktivteils auf
einer Welle) oder aus dem Betrieb (z.B. die Fliehkraftbelastung bei Rotation). Weiterhin führen
insbesondere in additiv gefertigten Bauteilen die Temperaturverteilung bzw. die Temperaturdif-
ferenz während der Herstellung, die fortschreitende Aushärtung während der Abkühlung oder
korrosive Umgebungen zu mechanischen Spannungen.

Jede auf das Bauteil wirkende Spannung kann wiederum in eine senkrecht zur Bezugsebene
wirkende Normalkomponente σ und eine tangential zur Bezugsebene wirkende Tangentialkom-
ponenten τ zerlegt und mithilfe des Spannungstensors

σ =

 σxx τxy τxz
τyx σyy τyz
τzx τzy σzz

 (2.2)



Additive Fertigung im Elektromaschinenbau 15

dargestellt werden. Gemäß dem Hookeschen Gesetz

σ = E · εnorm bzw. τ = G · εtang (2.3)

mit dem Elastizitätsmodul E und dem Schubmodul G kann im elastischen Bereich näherungs-
weise der Zusammenhang zwischen der mechanischen Spannung σ bzw. τ und der Verformung
bzw. Dehnung ε in den verschiedenen Raumrichtungen hergestellt werden.

Abbildung 2.7 zeigt beispielhaft die Spannungs-Dehnungs-Kennlinien von additiv hergestellten
FeSi2,9-Zugproben, Abb. 2.8 analog dazu die Kennlinien von FeSi6,5-Zugproben und Abb. 2.8
die Kennlinien von FeCo50-Zugproben. Die Kurven wurden messtechnisch anhand von additiv
gefertigten Zugproben bestimmt (siehe [28]). Es ist zu erkennen, dass sich lediglich im Fall
von FeSi2,9 ein ausgeprägter elastisch-plastischer Bereich ergibt. Da FeSi6,5 im Vergleich zu
FeSi2,9 deutlich spröder ist und die FeSi6,5-Zugprobe daher bereits beim Erreichen der Streck-

Abbildung 2.7: Spannungs-Dehnungs-Kurven von additiv gefertigten FeSi2,9-Zugproben [Daten:
KAt, LWK]; gut zu erkennen ist der ausgeprägte elastisch-plastische Bereich

Abbildung 2.8: Spannungs-Dehnungs-Kurven von additiv gefertigten FeSi6,5-Zugproben
[Daten: KAt, LWK]; aufgrund der Sprödigkeit des Materials ist kein elastisch-
plastischer Bereich zu erkennen
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Abbildung 2.9: Spannungs-Dehnungs-Kurve einer additiv gefertigten FeCo50-Zugprobe
[Daten: KAt, LWK]

grenze gerissen ist, ist lediglich der Bereich elastischer Verformung zu sehen. Nichtsdestotrotz
wirkte sich die nachgeschaltete Wärmebehandlung insbesondere im Fall von FeSi6,5 positiv
auf das Kornwachstum und somit auch auf die Zugfestigkeit aus. Im Fall von FeCo50 ist ein
verkürzter elastisch-plastischer Bereich zu erkennen. Wie bereits in Tab. 2.2 gezeigt, wurden für
additiv verarbeitetes FeSi2,9, FeSi6,5 und FeCo50 Zugfestigkeiten von Rm,FeSi2,9 = 402MPa,
Rm,FeSi6,5 = 557MPa und Rm,FeCo50 = 678MPa erreicht. Unterschiedliche Gitterstrukturen (u.a.
kubisch-raumzentrierte (Abk.: krz) und kubisch-flächenzentrierte (kfz) Basiszellen) wurden in
[30] an einem additiv verarbeiteten Stahl untersucht. Es ergab sich im Vergleich zum additiv
gefertigten Vollmaterial eine Verringerung der Zugfestigkeit auf Rm,krz = 0,36 ·Rm,voll und
Rm,kfz = 0,55 ·Rm,voll bei gleichzeitiger Gewichtseinsparung von 97,3% (krz) und 90,5% (kfz).
Weiterhin ist in Abb. 2.7 bis Abb. 2.9 zu erkennen, dass (2.3) nur für den linearen Teil der
Kennlinien, also für Spannungen unterhalb der Streckgrenze σ < Re gilt. Bezogen auf das
Beispiel eines Rotors, der im Betrieb einer Zentrifugalkraft ausgesetzt ist, führen rein radiale
Spannungsbelastungen von σ < Re also lediglich zu einer reversiblen Verkleinerung des magne-
tisch wirksamen Luftspalts, wohingegen Spannungen σ > Re eine dauerhafte Vergrößerung des
Rotoraußendurchmessers bewirken würden. Spätestens beim Erreichen der Zugfestigkeit oder
beim Schleifen des Rotors an der Statorbohrung würden solch hohe mechanische Spannungen
zum Ausfall führen. Da in der Regel die radial gerichteten Fliehkräfte

Frad = m
v2

R
(2.4)

im Vergleich zu den tangential oder axial gerichteten Kraftkomponenten dominieren und da
ihre Berechnung zudem meist weniger aufwändig ist, werden sie im ersten Schritt häufig
ausschließlich zur mechanischen Dimensionierung herangezogen. Dies ist jedoch nur zulässig,
sofern Frad � Ftang,Fax gilt. Eine ausführliche Diskussion der Kraftkomponenten erfolgt in
Abschnitt 6.3.2 oder ist bei Bedarf auch in [46] zu finden. Für die mechanische Dimensionierung
sollten jedoch alle im Betriebsbereich auftretenden mechanischen Spannungskomponenten
betrachtet werden. Zur Bewertung mehrerer gleichzeitig auftretender Spannungskomponenten
können sog. Vergleichsspannungen berechnet werden. Der verbreitetste Ansatz ist die Bewertung
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des resultierenden Spannungszustands nach der Gestaltänderungsenergie- bzw. von-Mises-
Hypothese [47]. Danach wird die resultierende von-Mises-Vergleichsspannung in allen drei
Raumrichtungen (x, y, z) berechnet mit

σvM =
√

σ2
xx +σ2

yy +σ2
zz−σxxσyy−σxxσzz−σyyσzz +3

(
τ2

xy + τ2
xz + τ2

yz
)
. (2.5)

Werden Rotoren elektrischer Maschinen durch häufige Beschleunigungs- und Bremsvorgänge
oder durch Pendelmomente einer zeitlich veränderten Belastung ausgesetzt, ist die verein-
fachte statische Bewertung mit dem Spannungs-Dehnungs-Diagramm nicht mehr ausreichend.
Wie in Abb. 2.10 dargestellt, können zyklische Belastungen mit der Amplitude σa und der
Mittelspannung σm beschrieben werden. Am Beispiel der Zug-Druck-Belastung lassen sich
die zeitlichen Verläufe in Druck-Schwell-Belastungen (mit σm < 0 und |σm| ≥ σa bzw. einer
Druck-Vorspannung), Zug-Schwell-Belastungen (mit σm > 0 und |σm| ≥ σa bzw. einer Zug-
Vorspannung) und Wechselbelastungen (mit |σm|< σa) einteilen [48]. Dauerfestigkeiten können
mithilfe entsprechender Dauerfestigkeitsversuche ermittelt und der daraus resultierende tech-
nisch nutzbare Betriebsbereich in Dauerfestigkeitsschaubildern (z.B. nach Haigh oder Smith)
visualisiert werden [47]. So treten durch Beschleunigungs- und Bremsvorgänge im Betrieb in
den Streustegen von PM-Rotoren meist Zug-Schwell-Belastungen auf, wohingegen im Fall
eines mittels Presspassung auf eine Welle montierten Rotorblechpakets die Spannungsbelastung
im Rotorjoch wellennah eher im Druck-Schwell-Bereich liegt. Die Dauerwechselfestigkeit
liegt für Eisenlegierungen bei einer Lastspielzahl von ca. 1 · 106, was, angewendet auf eine
Automobilanwendung, dem ca. 33000-fachen Durchfahren des WLTP-Zyklus entspräche [49].
Es wird daher empfohlen, insbesondere für Spezialanwendungen eine anwendungsspezifische
Lastspielzahl zur Bestimmung der Betriebsfestigkeit zurate zu ziehen.

Alternativ zu den relativ aufwändigen Dauerfestigkeitsversuchen kann der erlaubte Betriebsbe-
reich eines Bauteils mithilfe einer Abschätzung und empirisch gewonnener Faktoren evaluiert
werden. In [47] und [50] werden Hinweise auf die Zug-Druck-Wechselfestigkeit σzdW, die Zug-
Schwell-Wechselfestigkeit σschW, die Biege-Wechselfestigkeit σbW und die Torsions-Wechsel-

𝜎

0
t

Druck-Schwell-

Belastung Wechselbelastung

statische 

Belastung dynamische Belastung

Zug-Schwell-

Belastung
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Abbildung 2.10: Kategorisierung der Spannungsbelastung (nach [48])
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festigkeit σtW in Abhängigkeit von der Zugfestigkeit Rm gegeben zu

σzdW = (0,35...0,45) ·Rm , (2.6)
σschW = (0,6...0,7) ·Rm , (2.7)
σbW = (0,39...0,59) ·Rm , (2.8)
σtW = (0,20...0,34) ·Rm . (2.9)

Die Verwendung von Abschätzungsfaktoren erlaubt eine mechanische Dimensionierung unter
Berücksichtigung von Unschärfen während der Festigkeitsberechnung wie z.B. die Berücksichti-
gung von Inhomogenitäten oder Fehlstellen des Materials, unvollständigen Materialparametern,
geometrischen Abweichungen oder nicht exakt definierten Randbedingungen. Um die Genauig-
keit der mechanischen Dimensionierung mittels Abschätzungsfaktoren in Rotoren elektrischer
Maschinen zu erhöhen, ist zunächst die Identifikation der Beanspruchungen, die auf die ein-
zelnen Bereiche innerhalb des Rotors wirken, nötig. Soll die Gesamtheit aller auftretenden
Beanspruchungen auch in Kombination mit den geometriebedingten Spannungserhöhungen
untersucht werden, wird die Verwendung einer mechanischen FE-Analyse empfohlen.

Im motorischen Betrieb erfolgt der Kraftfluss im Rotor von der Rotoroberfläche bis hin zur Dreh-
momentabnahme. Die Verwendung klassischer, zylinderförmiger Wellen kann zu spitzwinkligen
Kraftumleitungen führen, die unerwünschte Spannungsüberhöhungen mit sich bringen, deren
Ausprägung nicht mehr einfach analytisch abzubilden ist. Im Belastungsfall können lokale
geometriebedingte Spannungserhöhungen an Kerben, gekrümmten Konturen, Löchern, Run-
dungen oder nicht gleichmäßig am Umfang verteilten Massen auftreten. Zudem treten auch
in PM-Rotoren Temperaturerhöhungen im Betrieb aufgrund von Ummagnetisierungsverlusten
im Aktivteil und in den Magneten oder durch Wärmeeintrag über die Lager auf, was tem-
peraturbedingte Volumenänderungen und somit ebenfalls mechanische Spannungen mit sich
bringt.

Eine einseitige Drehmomentabnahme, wie sie in den meisten PMSMs ausgeführt wird, be-
wirkt weiterhin eine in axialer Richtung ungleiche Torsionsbeanspruchung im Rotor, wie Abb.
2.11 verdeutlicht. Weiterhin stellen in PM-Rotoren mit vergrabenen Magneten die Streuste-

𝑀
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Ԧ𝐹

Abbildung 2.11: Schematische Darstellung des Drehmomentverlaufs M über der Axialkoordinate z
bei einseitiger Drehmomentabnahme und gleichmäßig fein verteilter Krafteinlei-
tung über die Mantelfläche des Aktivteils [Quelle: KAt]
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ge als Polschuh-Joch-Verbindung aus mechanischer Sicht kritische Bereiche dar, da diese
sowohl die Fliehkräfte der Polschuhe und Magnete aufnehmen als auch die Umfangskräfte
vom Luftspalt hin zur Drehmomentabnahme leiten müssen. Mit Bezug auf Abb. 2.11 müssen
Streustege umso stärker ausgeführt werden, je näher sie an der Drehmomentabnahme sind. Im
Fall von PM-Rotoren mit vergrabenen Magneten in Speichenanordnung sind die Polhörner und
die Anbindung der Pole an die Welle die mechanisch am höchsten belasteten Bereiche. Bei
PM-Rotoren mit eingebetteten Magneten werden gelegentlich ausgeprägte Zähne in den Pol-
lücken ausgeführt, die die Fliehkraftsicherung der Magnete übernehmen. Wird eine zusätzliche
Fliehkraftsicherung in Form einer Bandage oder eines Hohlzylinders verwendet, führen die
Zentrifugalkräfte des Rotors in der Bandage zu mechanischen Spannungen in Umfangsrichtung

σtang ∼ ρv2 , (2.10)

die, genau wie die radial gerichteten Zentrifugalkräfte, quadratisch von der Umfangsgeschwin-
digkeit abhängen [51]. Werden Flusssperren im Rotorjoch ausgeführt, ist neben der Fliehkraftsi-
cherung auch immer die Kraft- bzw. Drehmomentleitung gemäß Abb. 2.11 zu berücksichtigen.
In [52] werden beispielsweise ein topologieoptimiertes Speichenrad mit radial verlaufenden
Speichen sowie ein Ansatz mit kraftflussoptimierten Speichen dargestellt.

2.3.2 Leichtbau in PM-Rotoren

Die Herausforderung des Leichtbaus besteht in der Realisierung aller Bauteilfunktionen in allen
Betriebszuständen bei kleinstmöglichem Bauteilgewicht. Wie bereits im vorherigen Abschnitt
ausgeführt, ist eine Dimensionierung völlig ohne Sicherheitszuschläge jedoch risikobehaftet,
sodass – wie auch in der vorliegenden Arbeit – meist lediglich eine Erhöhung des Leichtbau-
grads angestrebt wird. Eine Besonderheit bei der Dimensionierung von Aktivteilen elektrischer
Maschinen ist, dass einzelne Regionen der Bauteile oft gleichzeitig mechanische, elektromagne-
tische und thermische Funktionen erfüllen müssen. Da alle drei Funktionen grundlegend für
die Funktion und die Drehmoment- bzw. Leistungsdichte der elektrischen Maschine sind, wird
im Elektromaschinenbau anstatt von der Erhöhung des Leichtbaugrads auch von der Erhöhung
der gravimetrischen Drehmoment- bzw. Leistungsdichte gesprochen. In jedem Fall können
Leichtbau-Gestaltungshinweise auch bei der Dimensionierung von PM-Rotoren hilfreich sein.
Eine umfassende und allgemeingültige Sammlung ist beispielsweise in [53] zu finden, aus der
die folgenden Gestaltungshinweise auch auf PM-Rotoren angewendet werden können:

a) Direkte Krafteinleitung und geschlossene Strukturen
Die Kraft bzw. das Drehmoment sollte möglichst unmittelbar und großflächig auf die Struktur
wirken, da Kraftumlenkungen Spannungserhöhungen mit sich bringen. Offene Strukturen, wie
z.B. nicht vollständig geschlossene Hohlzylinder, sind grundsätzlich zu vermeiden, da diese zu
ungleichen Spannungsverteilungen führen können. Übertragen auf Rotoren elektrischer Maschi-
nen sollte die Kraftübertragung vom Luftspalt über die Pole bis hin zur Drehmomentabnahme
also auf möglichst kurzem Weg und über geschlossene Kreisquerschnitte erfolgen. Dazu könnte
beispielsweise der Übergangsbereich zwischen dem Aktivteil und den Lagern konusförmig
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gestaltet werden, um einen fließenden Übergang zwischen dem aktvteilseitigen Absatz in dem
lagerseitigen Absatz zu bewirken und so spitzwinklige Kraftumlenkungen zu vermeiden.

b) Möglichst hohes Flächenträgheitsmoment
Das Flächenträgheitsmoment kreisförmiger Strukturen IT =

(
R4

a−R4
i
)

π/2 ist eine Kenngröße
bei der Bestimmung des Spannungszustands im Falle einer Torsionsbelastung. Die Vergrö-
ßerung von IT gelingt durch die Vergrößerung des Außenradius und die Verschiebung von
Material in stärker mechanisch belastete, äußere Bereiche des Zylinders. Aufgrund der Ab-
hängigkeit IT ∼ R4 kann so das Bauteilgewicht reduziert werden. Rotoren sollten demnach
möglichst als Hohlzylinder ausgeführt werden und das Drehmoment auf möglichst großem
Radius abgeben. Insbesondere sind Vollwellen, auch wenn ihr Beitrag zum resultierenden
Massenträgheitsmoment vergleichsweise gering ist, zu vermeiden.

c) Versteifung in den Hauptbelastungsrichtungen
Eine Konzentration des eingesetzten Materials auf die Richtungen der Hauptkraftflüsse kann
die Menge des insgesamt eingesetzten Materials verringern. Im Fall von PM-Rotoren bedingt
dies eine Analyse der verschiedenen Rotorregionen im Hinblick auf die im Betrieb zu erwar-
tende Belastungssituation. Es ist also zu ermitteln, welchen Belastungen einzelne Bereiche
voraussichtlich ausgesetzt sein werden und – für den Leichtbau primär interessant – welche
Belastungen nicht zu erwarten sind. Eine versteifte Struktur bei gleichzeitiger Berücksichtigung
von Leichtbauaspekten stellt die sog. Sandwichbauweise dar, bei der Leichtbau-Gitterstrukturen
mit festen Deckschichten versehen werden [54].

d) Möglichst wenig Einzelteile
Die Integration von Einzelkomponenten in einem einzigen Bauteil verringert das Risiko von
Verbindungs- oder Montageschwierigkeiten. Dem gegenüber steht, dass die Konstruktion ei-
nes integrierten Bauteils entsprechend komplexer wird, sodass hier eine Abwägung zwischen
konstruktivem und prozessbedingtem Aufwand erfolgen sollte. Die Additive Fertigung bietet
diesbezüglich großes Potential, da fertigungsbedingte Einschränkungen wegfallen, Hohlräu-
me konstruiert werden können und die Notwendigkeit formgebender Werkzeuge entfällt. Im
Anwendungsfall bietet sich die direkte Fertigung des Rotoraktivteils inkl. Joch, Polschuhen
und der Welle als zusammenhängende Rotorwelle an, um nachfolgende Montageschritte und
spannungserhöhende Verbindungsstellen zu vermeiden.

e) Einbringen von Hohlräumen
In gering belasteten Zonen können Löcher und Hohlräume integriert werden, ohne dass die
Steifigkeit des Bauteils signifikant verringert wird. Wie bereits unter Punkt 3 dargestellt, bie-
tet die Konzentration des Materials auf die Hauptkraftflussrichtungen gleichzeitig Potential,
Material an den Stellen einzusparen, wo es aus mechanischer Sicht nicht benötigt wird. Die
Additive Fertigung bietet zwischen den beiden Extremfällen „Vollmaterial“ und „Hohlraum“
noch diverse Zwischenstufen (z.B. als Gitterstruktur) mit ihren jeweiligen Festigkeiten und
Steifigkeiten sowie unterschiedlichem Leichtbaugrad. Hinsichtlich der Belastungssituation in
Rotoren elektrischer Maschinen mit der dominierenden Zentrifugalbelastung und überlagerter
Torsionsbelastung gilt es, das Material also primär zur Drehmomentübertragung vom Luftspalt
zum Wellenende sowie zur Fliehkraftsicherung zu verwenden.
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f) Beanspruchungsgerechte Ausschöpfung der Konstruktion
Durch die Verwendung von Abschätzungsfaktoren und Sicherheitsbeiwerten können Unsicher-
heiten im Bezug auf die Belastungssituation, die Vorausberechnung oder die Materialparameter
berücksichtigt werden. Abschätzungsfaktoren und Sicherheitsbeiwerten sind allerdings stets
kritisch zu hinterfragen, um eine mechanische Überdimensionierung zu vermeiden. Wie bereits
ausgeführt, erfordert dies eine detaillierte Kenntnis der Kräfte, der Werkstoffspezifikationen,
der Berechnungsmethoden und der Geometrien. Auch dynamische Belastungen sind bei der
Gestaltung von Rotoren elektrischer Maschinen zu berücksichtigen.

Diese Richtlinien stellen in abstrakter Weise dar, wie eine Idealkonstruktion unter Leichtbau-
aspekten aussehen kann. Additiv gefertigte Bauteile unterliegen jedoch zusätzlich weiteren
Randbedingungen, deren Auswirkungen auf die Gestaltung im Folgenden erläutert werden.

2.3.3 Konstruktion metalladditiv gefertigter Komponenten

Grundsätzlich existieren eine Vielzahl von Konstruktionsmethodiken, die meist auf den VDI-
Richtlinien 2221 und 2222 beruhen und die sich auch auf die Additive Fertigung im Elektro-
maschinenbau anwenden lassen. Eine umfangreiche Diskussion der einzelnen Methoden ist
beispielsweise in [11] oder in [55] zu finden und soll hier nicht im Detail vorgestellt werden.
Zusammenfassend lässt sich ableiten, dass sich in Anlehnung an die verbreitete „Design for
X“-Methodik, also die Gestaltung zur Erfüllung einer bestimmten Funktion „X“, eine Me-
thodik zum „Design for Additive Manufacturing“ erst herauszubilden scheint. Die besondere
Herausforderung der Konstruktion von Rotoren für elektrische Maschinen besteht darin, dass
die gleichzeitige Beachtung elektrischer, magnetischer, mechanischer und thermischer Rand-
bedingungen nötig ist, wobei die Erfüllung der Grundfunktion der elektrischen Maschine als
Energiewandler dabei stets das Hauptziel der Konstruktion darstellt. Trotz aller Gestaltungsfrei-
heit, die die Additive Fertigung mit sich bringt, gilt es zudem, die Vielzahl von Randbedingungen
der Fertigungstechnologie selbst zu beachten. Nach [11] kann dabei zwischen restriktiven und
opportunistischen Ansätze unterschieden werden. Restriktive Ansätze basieren auf der Kon-
struktion in den Grenzen definierter Gestaltungsregeln, wohingegen opportunistische Verfahren
auf die systematische Ausnutzung neu gewonnener gestalterischer Freiheitsgrade abzielen.

Die schichtweise Fertigung führt unvermeidbar auf eine Diskretisierung des Bauteils, den
Treppeneffekt [11]. Da die Schichtdicke primär durch die Partikelgröße des Pulvers begrenzt
wird, ist die Auflösung in der Ebene senkrecht zur Baurichtung meist höher als in Baurichtung.
Daher ist es sinnvoll, Krümmungen mit hohen Toleranzanforderungen horizontal im Bauraum zu
platzieren. Im Fall von Rotoren weist die Rotoroberfläche die höchsten Toleranzanforderungen
auf, sodass Rotoren aus diesem Grund bevorzugt stehend, also mit senkrecht im Bauraum
ausgerichteter Drehachse, gefertigt werden sollten. Weiterhin könnte eine liegende Fertigung zu
magnetischen und mechanischen Anisotropien führen, welche lediglich im Falle zweipoliger
Rotoren sinnvoll genutzt werden könnten.
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In [27] oder [56] werden Konstruktionsregeln für eine Vielzahl von sog. „konstruktiven Ba-
siselementen“ für eine robuste Fertigung mittels Laserstrahlschmelzen definiert, aus denen sich
jedes Bauteil zusammensetzen lässt. Betrachtet man das Rotoraktivteil und die Wellenregion
als zusammenhänge Rotorwelle, so lassen sich einige dieser Konstruktionsrichtlinien auf die
Gestaltung von PM-Rotoren anwenden:

a) Wände und Wandelemente
Wände und Wandelemente sollten möglichst stehend gefertigt werden. Die minimale Wandstärke
wird in erster Linie begrenzt durch den Hatchabstand und die Höhe des Wandelements und liegt
aktuell im Bereich dmin = 0,3mm bis 0,5mm. Bei gekippten Wänden ist der Treppeneffekt zu
berücksichtigen. Am Beispiel eines stehend gefertigten Rotors stellt z.B. ein Streusteg eine
stehende Wand dar, welche aus magnetischer Sicht eine möglichst geringe Stärke aufweisen
sollte.

b) Stäbe und Zylinder
Einfach gekrümmte Elemente wie z.B. Zugstäbe oder Zylinder sollten ebenfalls in Baurichtung
gefertigt werden und mindestens einen Durchmesser aufweisen, der es erlaubt, eine vollständige
Konturbahn mit innenliegenden Fülllinien abzufahren. Stäbe kommen in additiv gefertigten
Rotorwellen z.B. bei der Verwendung von Leichtbau-Gitterstrukturen zum Einsatz, welche
ebenfalls (Hilfs-)Stützfunktionen übernehmen können [54]. Bei Zylindern können Formabwei-
chungen die Rundheit und die Zylindrizität beeinträchtigen und in Exzentrizitäten resultieren.

c) Ecken und Kanten
Ecken und Kanten sollten möglichst bereits in der Konstruktion ausreichend verrundet werden,
da eine Fertigung scharfer Kanten und sehr kleiner Radien (im Bereich einzelner Zehntelmilli-
meter) aufgrund des Stufeneffekts oder der Fertigungstoleranzen ohnehin nur bedingt möglich
ist. Auch sind Kerben aufgrund der Kerbwirkungen zu vermeiden.

d) Spalte
Spalte sollten vertikal gefertigt werden. Die Angabe minimaler Spaltmaße ist wiederum ab-
hängig vom Fertigungsverfahren, vom Material und von den Prozessparametern. Für mittels
Laserstrahlschmelzen verarbeitetes FeSi2,9 liegt das minimale Spaltmaß aktuell bei ca. 0,2mm
bis 0,6mm. Pulverreste und Pulveranhaftungen im Spalt müssen ggf. im Nachgang entfernt
werden.

e) Überhänge
Überhänge mit einem Winkel zur Baurichtung von mehr als 50◦ sollten mit Stützstrukturen
unterbaut werden. Die Stützstruktur kann z.B. eine Gitterstruktur darstellen. Sie trägt zur
Erhöhung der mechanischen Stabilität, der Maßhaltigkeit sowie der Temperaturableitung im
Bauprozess bei und muss im Nachgang entfernt werden. Für Überhänge mit weniger als 50◦

genügt meist die Stützfunktion des Pulvers. So stellt z.B. der Übergang von einer klassischen
kreisrunden Welle auf das Rotoraktivteil einen 90◦-Überhang bei der Fertigung einer (stehenden)
Rotorwelle dar, der abgestüzt werden muss.
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f) Formabweichungen
Wie z.B. in [57] dargestellt, führen auch geometrische Abweichungen der Magnete und der
Magnettaschen von weniger als 1% oder Exzentrizitäten zu signifikanten Änderungen des von
der Maschine entwickelten Drehmoments. Auch nimmt die Prozesssicherheit mit zunehmender
Bauhöhe ab.

2.4 Stand der Forschung

In diesem Abschnitt wird der Stand der Forschung zur Nutzung der dreidimensionalen Ge-
staltungsfreiheit mithilfe Metalladditiver Fertigung im Elektromaschinenbau dargestellt, deren
Potentiale bereits in einer Vielzahl von Veröffentlichungen im Rahmen von Machbarkeitsstudien
(z.B. [24, 58, 59, 60, 61, 62, 63, 64]) aufgezeigt wurden. In den meisten Fällen wurden darin
auch die zuvor erläuterten Herausforderungen der Fertigungsverfahren oder der Materialien
als Gründe aufgeführt, welche eine Umsetzung im Elektromaschinenbau im großen Maßstab
erschweren würden. Im Folgenden werden daher ausgewählte Veröffentlichungen vorgestellt,
in denen metalladditiv gefertigte Komponenten für elektrische Maschinen tatsächlich mess-
technisch untersucht wurden. Ergänzend werden einige Veröffentlichungen vorgestellt, die
die dreidimensionale Gestaltungsfreiheit zur Funktionsverbesserung elektrischer Maschinen
thematisieren, auch wenn dies nicht an Demonstratoren validiert wurde. Da der Fokus der
vorliegenden Arbeit auf der Gestaltung von PM-Rotoren liegt, werden Forschungsergebnisse
zur Additiven Fertigung der Wicklung (wie z.B. in [65, 66, 67, 68]) nicht weiter diskutiert.

Die Additive Fertigung des weichmagnetischen Teils eines Synchron-Reluktanzrotors mittels
Binder Jetting unter Verwendung eines SMC-Materials ist in [69] beschrieben, und darauf auf-
bauend werden in [70, 71] mittels Laserstrahlschmelzen gedruckte Sychron-Reluktanzrotoren
aus hochfestem Stahl beschrieben. Die Rotoren wiesen jedoch mäßige weichmagnetische Ei-
genschaften auf. Zudem wurden mittels Additiver Fertigung zusätzliche Gitterstrukturen in
die Flusssperren eingebracht, was zwar zu einer Erhöhung der mechanischen Stabilität, jedoch
auch zu einer Verringerung der magnetischen Anisotropie führte. Anstelle von Gitterstrukturen
wurden zum gleichen Zweck in [72] und [73] additiv gefertigte Kunststoffisolatoren axial in die
Flusssperren eines Synchron-Reluktanzrotors geschoben, welche die magnetische Anisotropie
nicht negativ beeinflussten.

Ein Synchron-Reluktanz-Rotoraktivteil aus einer nicht näher spezifizierten Eisen-Kobalt-Legie-
rung mit einer Dichte von mehr als 99,9% und einer Sättigungsflussdichte von 2,3T wurde in
[74] mittels Laserstrahlschmelzen gefertigt. Der Einbau in einen Stator und eine messtechnische
Untersuchung des Demonstrators am Prüfstand fanden allerdings nicht statt.

Die Nutzung von mittels Laserstrahlschmelzen additiv gefertigten SMC-Endkappen für Statoren
ist in [75] beschrieben. Die halbkreisförmigen Endkappen werden axial auf das konventionell
gefertigte Statoraktivteil gesetzt und verlängern den aktiven Bereich somit um den Endbereich
des Wicklungskopfs. Diese Idee wird im späteren Verlauf der vorliegenden Arbeit im Kapitel
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8 noch einmal aufgegriffen, wenn die Flussführung im Wicklungskopfbereich von elektrisch
erregten Rotoren diskutiert wird.

Die Verarbeitung einer Eisen-Silizium-Legierung mit 6,7% Silizium für weichmagnetische
Bauteile elektrischer Maschinen wird in [76] beschrieben. Im Rahmen einer Topologieopti-
mierung einer PMSM mit Oberflächenmagneten wird zunächst eine vorteilhafte Geometrie für
das Rotorjoch entwickelt und dann mittels Laserstrahlschmelzen gefertigt. Da während der
Fertigung allerdings Heißrisse auftraten, wurde der Rotor unbrauchbar, und es erfolgte keine
messtechnische Validierung.

FE-Simulationsergebnisse zur Nutzung der dreidimensionalen Gestaltungsfreiheit ohne die
Herstellung und Validierung anhand von Demonstratoren werden z.B. in [77] mit Fokus auf der
mechanischen Festigkeit von schichtweise gefertigten Rotoren vorgestellt. In der Studie [52]
wird durch die Verwendung eines Leichtbau-Speichenrads bei einem Synchrongenerator eine
Gewichtsreduktion von 24% errechnet.

Bereits drei additiv gefertigte Rotordemonstratoren entstanden im Rahmen der Arbeit des For-
schungsverbunds der Universitäten Hannover und Paderborn. Als Resultat der Machbarkeitsstu-
die [30] bzw. [78] entstand zunächst eine aus einem Werkzeugstahl mittels Laserstrahlschmelzen
gefertigte Rotorwelle für eine PMSM mit Oberflächenmagneten. Die Rotorwelle wurde mit
Magneten bestückt und in einem konventionellen Stator am Prüfstand messtechnisch untersucht.
Durch die Implementierung von Leichtbau-Gitterstrukturen im Bereich der sonst massiven Welle
konnte die Masse des Rotors um 25% reduziert werden, ohne die Bemessungsdaten nennenswert
negativ zu beeinflussen. Aufbauend auf diesen Erkenntnissen wurde erstmals eine Rotorwelle
mit 140mm Gesamtlänge aus weichmagnetischem „FeSi2,9 Gen.1 WB“ gefertigt und ebenfalls
in einem konventionellen Stator am Prüfstand messtechnisch untersucht (s. Abb. 2.12). Es ergab
sich eine Gewichtsreduktion von ca. 16% bei nahezu unveränderten Bemessungswerten im
Vergleich zur Referenzmaschine. Als Beispiel einer zusätzlichen Funktionsintegration wurden
mittels Additiver Fertigung zusätzliche Nuten auf der Rotoroberfläche eingebracht. In diese
Nuten wurden kurzgeschlossene Spule gelegt, die zur Verbesserung der lagegeberlosen Rege-
lung (vgl. [80]) der Maschine führten. Auf eine schleifende Nachbearbeitung der Oberflächen,

Abbildung 2.12: Additiv gefertigte Rotorwelle aus FeSi2,9 Gen.1 WB aus [28] bzw. [79]
links: direkt nach der Herstellung (Bauraum noch teilweise mit Pulver gefüllt)
[Bild: LWK]
rechts: im Anschluss an die mechanische Veredelung und vor der Magnetmontage
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auf denen die Magnete platziert wurden, wurde bewusst verzichtet, um eine Abschätzung der
Auswirkung der fertigungsbedingten Formabweichung zu erhalten. Die Ergebnisse sind in [28]
und [79] veröffentlicht.

Eine klassische dreidimensionale Herausforderung bei der Gestaltung elektrischer Maschinen
stellt die Schrägung bzw. Staffelung des Aktivteils zur Verringerung von Rast- und Pendelmo-
menten dar. Die Idee, eine Schrägung mittels Metalladditiver Fertigung zu implementieren,
wird bereits in [81] am Beispiel eines Synchron-Reluktanzrotors aufgezeigt und anhand eines
Demonstrators aus hochfestem Stahl umgesetzt. Die Auswirkungen einer kontinuierlichen
Schrägung mittels Additiver Fertigung auf das Luftspaltfeldspektrum und auf das Rastmoment
im Vergleich zur diskreten Staffelung werden im späteren Verlauf dieser Arbeit ausführlich
diskutiert. Teile davon sind bereits in [82] veröffentlicht. Daraus hervor ging auch der dritte
Rotordemonstrator des oben genannten Forschungsverbunds aus dem weichmagnetischen Mate-
rial „FeSi2,9 Gen.2 WB1“. Die Dimensionierung, Gestaltung, Fertigung und messtechnische
Untersuchung dieses Demonstrators bilden einen zentralen Teil der vorliegenden Arbeit.

2.5 Einsatzmöglichkeiten und Herausforderungen

Aufbauend auf den Erkenntnissen aus [63] und [64] lassen sich die folgenden Herausforderungen
zum Einsatz der Metalladditiven Fertigung im Elektromaschinenbau formulieren:

a) Fertigungstechnologien
Die Herstellung metallischer Komponenten muss schnell, zuverlässig und reproduzierbar in
den üblichen Größenordnungen gewährleistet sein. Dies bedeutet für PM-Rotorwellen reali-
sierbare Bauhöhen von einigen 100mm ohne das Auftreten von Heißrissen bei gleichzeitiger
Herstellung filigraner Strukturen (Überhänge, Wände, Röhren, Spaltmaße) im Bereich einzelner
Zehntelmillimeter. Weiterhin sollten relative Dichten von mehr als 99,9% erreicht werden, um
negative Effekte von fertigungsbedingten Fehlstellen zu verringern.

b) Prozessierbare Materialien
Wie im Abschnitt 2.2 erläutert, scheint die additive Verarbeitbarkeit der vielversprechendsten
Legierungen FeCo49V2 und FeSi6,5 prinzipiell möglich zu sein. Entscheidend ist jedoch,
inwieweit die Legierungen auch in den zuvor genannten Größenordnungen herzustellen sind.
Bis dato ist die Herstellung einer ferromagnetischen Rotorwelle mit mehr als 240mm Bauhöhe
ausschließlich mit der Legierung FeSi2,9 gelungen (s. Kapitel 6). Für die Additive Verarbeitung
von Kupfer und Aluminium gilt dies genauso wie für additiv gefertigte Magnete, die z.B. in
[83, 84, 85] veröffentlicht sind, jedoch ebenfalls noch keine technologische Reife aufweisen.

c) 3D-Gestaltungspotential
Zur Nutzung der dreidimensionalen Gestaltungsmöglichkeiten sind naturgemäß auch dreidimen-
sionale Fragestellungen erforderlich. Die Erhöhung des Wirkungsgrads und der Leistungsdichte
elektrischer Antriebe wird branchenübergreifend gefordert, sodass auch Maßnahmen, die zu
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Verbesserungen im Bereich weniger Prozentpunkte führen, in den Fokus gelangen. Bei rotie-
renden elektrischen Maschinen bieten z.B. die Schrägung, die Kühlung, die Unterdrückung
von Wirbelstromeffekten sowie die Nutzung der axialen Endbereiche und der Wicklungsköpfe
Potential zur Verbesserung der Leistungsdichte und des Wirkungsgrads. Die dreidimensionale
Gestaltung von Magnetmaterial würde weitere gestalterische Möglichkeiten eröffnen.

d) Nachbearbeitung
Maßhaltigkeit und Oberflächenrauigkeiten sollten sowohl in Baurichtung als auch senkrecht
dazu eine mechanische Nachbearbeitung weitestgehend entbehrlich machen. Mit Blick auf
Rotoren sind zudem die Rundheit und die Zylindrizität entscheidend, um die Genauigkeitsanfor-
derungen insbesondere luftspaltnah zu erfüllen. Eine thermische Nachbehandlung scheint aktuell
alternativlos, um eine bestimmte Mikrostruktur und damit verbundene magnetische und mecha-
nische Eigenschaften zu erreichen. Obwohl bereits qualitativ die Auswirkung unterschiedlicher
Wärmebehandlungen auf die mechanischen und die magnetischen Eigenschaften aufgezeigt
wurde, ist eine quantitative Bestimmung der Zusammenhänge nötig, um bereits während der
Dimensionierungsphase die voraussichtlich erreichbaren Materialparameter berücksichtigen zu
können.

e) Multi-Materialdruck
Die gleichzeitige Verarbeitung mehrerer Werkstoffe innerhalb eines Bauprozesses birgt zusätzli-
ches Gestaltungspotential. Für den Rotor- und den Statorkern ist insbesondere die Prozessier-
barkeit eines weichmagnetischen Materials in Kombination mit einem elektrischen Isolator
und für Wicklungsteile die Verarbeitung eines Leitermaterials und eines elektrischen Isolators
interessant. Denkbar wäre auch, mechanisch hochbelastete Bereiche wie z.B. das Wellenende
aus einem hochfesten Material und das Aktivteil wiederum aus einem weichmagnetischen
Material zu fertigen. Auch die Implementierung von Kühlkanälen oder guten thermischen
Leitern in das Aktivteil oder in die Wicklung könnte die Drehmoment- bzw. Leistungsdichte
und den Wirkungsgrad weiter erhöhen [86].

f) Besondere Maschinentypen
Im Gegensatz zu den klassischen Radialflussmaschinen, für die alle zuvor genannten Aspekte
uneingeschränkt gelten, bieten Maschinentypen, die eine dreidimensionale Flussführung mit
sich bringen, weiteres Potential für die Nutzung der Metalladditiven Fertigung. Dies betrifft
vor allem Axial- bzw. Transversalflussmaschinen, wie z.B. in [87, 88] gezeigt, in denen die
dreidimensionale Gestaltung des Aktivteils entscheidend für die Funktion der elektrischen
Maschine ist.
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3 Unterdrückung von Wirbelstromeffekten
nahe der Rotoroberfläche

Mittels Laserstrahlschmelzen hergestellte Bauteile sind massiv und bestehen aus einem ein-
zelnen Werkstoff. Im Anwendungsfall additiv gefertigter Rotoren mit weichmagnetischem,
elektrisch leitfähigem Aktivteil sind vor allem in PMSM mit vergrabenen Magneten erhöhte
Verluste nahe der Rotoroberfläche zu erwarten [89, 90]. Insbesondere bei hohen Frequenzen
dominieren die Wirbelstromverluste gegenüber den Hystereseverlusten. Eine gezielte Schraf-
fierung bzw. Schlitzung der Oberfläche könnte die Ausprägung der Wirbelstromeffekte an der
Rotoroberfläche verringern und ist zudem mittels Additiver Fertigung bereits während der
Herstellung leicht zu realisieren.

Eine Reihe von Autoren widmete sich bereits den Vor- und Nachteilen des Schlitzens massiver
Polschuhe von Synchronmaschinen, wobei geometrieabhängig unterschiedliche Ergebnisse
erzielt wurden (vgl. auch [91]). So konnte z.B. in [92] durch die Schlitzung der Rotoroberfläche
eines 400kVA-Synchrongenerators eine Verringerung der Ummagnetisierungsverluste im Leer-
lauf um 31 % beobachtet werden. In [93] wird die Reduktion der Ummagnetisierungsverluste
im Leerlauf am Beispiel eines 60MVA-Synchrongenerators mit ca. 19 % angegeben. Die Rotor-
verlustleistung einer 10,5kVA-Induktionsmaschine konnte in [94] mithilfe einer zusätzlichen
Schlitzung je nach Betriebspunkt um ca. 30 % bis 40 % gesenkt werden.

Dank der 3D-Gestaltungsfreiheit der Additiven Fertigung stellt sich nun die Frage, welche
dreidimensionale Ausprägung eine mögliche Schraffierung aufweisen sollte, um die Ummagneti-
sierungsverluste nahe der Rotoroberfläche auch in kleinen Servomotoren möglichst wirkungsvoll
zu reduzieren. Nachdem zunächst die physikalischen Prozesse der Wirbelstromentstehung auf
bzw. nahe der weichmagnetischen Rotoroberfläche in allgemeiner Form hergeleitet werden,
können die Auswirkungen unterschiedlicher Schlitzmuster auf die Ummagnetisierungsverluste
anhand von 3D-FE-Simulationen aufgezeigt werden. Daraus lassen sich vorteilhafte Schlitz-
geometrien ableiten, die anhand von additiv gefertigen Prüfkörper auf einem ausschließlich für
diese Untersuchungen konzipierten Prüfstand messtechnisch untersucht werden.
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3.1 Ummagnetisierungsvorgänge in weichmagnetischen
Werkstoffen

Weichmagnetische Materialien bestehen aus Domänen bzw. Weißschen Bezirken gleichen Spin-
moments. Die Domänen haben eine Größe im Bereich von ca. 0,01mm3 und sind durch die
ca. 60nm starken Bloch-Wände voneinander getrennt [95, 96]. Wirkt kein äußeres Magnetfeld
auf den Werkstoff, ist die magnetische Ausrichtung der Domänen spontan verteilt, und der
Werkstoff ist makroskopisch unmagnetisiert. Wird ein äußeres Magnetfeld angelegt, richten
sich die Domänen in Feldrichtung aus, und es entsteht eine resultierende, makroskopische
Magnetisierung. Dabei führt eine geringe äußere Feldstärke zu einer reversiblen Verschiebung
der Bloch-Wände und zu einer partiellen Vergrößerung der in Feldrichtung orientierten Domä-
nen. Bei steigender äußerer Feldstärke wird die Verschiebung der Bloch-Wände zunehmend
irreversibel, und es kommt zu Änderungen der Magnetisierungsrichtung einzelner Domänen.
Die vollständige Magnetisierung bzw. Sättigung des Werkstoffs ist erreicht, wenn alle Domänen
gleich orientiert sind. Nach Abschalten des äußeren Magnetfelds verbleibt im Material die
Remanenzflussdichte Br, und es ist ein Gegenfeld der Koerzitivfeldstärke Hc erforderlich, um
eine Flussdichte von Null zu erreichen. Üblicherweise gehen die zur Ausrichtung der Domä-
nen erforderliche Energie als Hystereseverluste und die zur Verschiebung der Bloch-Wände
erforderliche Energie als Exzess- oder Zusatzverluste in die Ummagnetisierungsverluste ein.
Weist der Werkstoff eine von Null verschiedene elektrische Leitfähigkeit auf, werden inner-
halb des Materials zudem Spannungen induziert, die parasitäre Ströme zur Folge haben. Die
daraus entstehenden Stromwärmeverluste stellen als Wirbelstromverluste den dritten Teil der
Ummagnetisierungsverluste dar [95, 96].

3.2 Felddiffusion und die Entstehung von
Wirbelstromverlusten

In elektrischen Maschinen treten überall dort, wo weichmagnetisches Material einer zeitverän-
derlichen Magnetisierung ausgesetzt ist, Ummagnetisierungsverluste auf. In PM-Rotoren trifft
dies insbesondere auf die luftspaltnahen Bereiche an der Rotoroberfläche zu. Um nachzuvollzie-
hen, wo und vor allem bis in welche Tiefe die Rotoroberfläche magnetischen Wechselfeldern
ausgesetzt ist, wird im Folgenden die Theorie der Felddiffusion in leitfähiges Material dargestellt
und auf das Beispiel der Rotoroberfläche übertragen.

Die Basis zur Bestimmung der Feldverhältnisse bilden die Maxwellschen Gleichungen zur
Beschreibung quasistationärer elektromagnetischer Felder nach [97]. Dazu gehören – wie z.B.
in [98] übersichtlich dargestellt –
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das Induktionsgesetz

∮
~E d~s =−

∫
∂~B
∂ t

d~A , (3.1)

der Durchflutungssatz ∮
~H d~s =

∫
~J d~A , (3.2)

das Gaußsche Gesetz ∮
~D d~A =

∫
ρ d~V , (3.3)

und das Gaußsche Gesetz des Magnetismus∮
~B d~A = 0 . (3.4)

Hinzu kommen die Materialgleichungen der Elektrodynamik

~D = ε0εr~E , (3.5)
~B = µ0µr~H , (3.6)
~J = κ~E , (3.7)

die die Auswirkung elektromagnetischer Felder auf Materie beschreiben, sowie die Definition
des Vektorpotentials

~B =∇×~A . (3.8)

Eine ausführliche Lösung des Differentialgleichungssystems (3.1) bis (3.8) ist z.B. in [98] zu
finden. Die Beschreibung von Wirbelstromeffekten führt, wie z.B. in [99] gezeigt, stets auf die
Lösung von parabolischen, partiellen Differentialgleichungen, den sog. Diffusionsgleichungen
der Form

∆~u = k
∂~u
∂ t

, (3.9)

die sich von den klassischen Wellengleichungen

∆~u = k
∂ 2~u
∂ t2 (3.10)

mathematisch lediglich durch die Ordnung der zeitlichen Ableitung auf der rechten Seite
der Gleichung unterscheiden. Dabei steht ~u hier für eine noch unbestimmte physikalische
Größe und k für eine von den Rand- und Anfangsbedingungen abhängige Konstante. Für den
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Laplace-Operator ∆ gilt in kartesischen Koordinaten

∆~u =
∂ 2~u
∂x2 +

∂ 2~u
∂y2 +

∂ 2~u
∂ z2 (3.11)

und in Zylinderkoordinaten

∆~u =
∂ 2~u
∂ r2 +

1
r

∂~u
∂ r

+
1
r2

∂ 2~u
∂ϕ2 +

∂ 2~u
∂ z2 . (3.12)

Angewendet auf die Flussdichte führt dies zur Felddiffusionsgleichung

∆~B = µ0µrκ
∂~B
∂ t

. (3.13)

Sinnbildlich diffundiert das magnetische Feld in endlicher Geschwindigkeit von der Rotorober-
fläche aus in das magnetisch und elektrisch leitfähige Material hinein. Im Fall einer Wechselmag-
netisierung erreicht das Feld je nach Frequenz unterschiedlich tiefe Regionen im Material, da in
der zweiten Hälfte der Periode der – ebenfalls sinnbildliche – Wiederaustritt aus dem Material
erfolgt. Angenommen, ein leitfähiges Material ist zunächst feldfrei und wird dann schlagartig
einem äußeren Magnetfeld ausgesetzt, durchdringt das äußere Magnetfeld die Materie erst
nach einiger (theoretisch unendlich langer) Zeit vollständig, da der Diffusionsprozess mit
endlicher, von µr und κ abhängiger Geschwindigkeit erfolgt. Bezogen auf die (magnetisch
und elektrisch) leitfähige Rotoroberfläche sei nun die Strecke xδ nach der Zeit t0 vom äußeren
Magnetfeld der Flussdichte B0 durchsetzt. Mit Gleichung (3.13) und der von den Rand- und
Anfangsbedingungen abhängigen Konstante D0 ergibt sich der für Diffusionsvorgänge typische
quadratische Zusammenhang zwischen der Eindringzeit und der Eindringtiefe gemäß

t0 = D0µ0µrκ · x2
δ
. (3.14)

Im Falle eines Wechselfelds gilt t0 = 1
f0

, und für D0 = π ergibt sich als

xδ =

√
1

π f0µ0µrκ
(3.15)

der bekannte Zusammenhang für die sog. Eindringtiefe, nach der ein äußeres Magnetfeld nur
noch den 1/e. Teil seiner an der Materialgrenze herrschenden Amplitude aufweist [99]. Wird
nun nach [99] die Felddiffusion in einem Halbraum gemäß Abb. 3.1 betrachtet, vereinfacht sich
Gleichung (3.13) zu

∂ 2B(x, t)
∂x2 = µ0µrκ

∂B(x, t)
∂ t

. (3.16)

Weiterhin existiere zunächst an der Materialgrenze x = 0 das Wechselfeld

µ0µrHy(0, t) = By(0, t) = B̂0 [cos(2π f0 · t)+ j · sin(2π f0 · t)] . (3.17)

Mithilfe der Laplace-Transformation ergibt sich daraus im Halbraum x > 0 das Feld im einge-
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Abbildung 3.1: Ausgangssituation zur Bestimmung der Felddiffusion im Halbraum beim Material-
übergang von Luft in leitfähiges Material

schwungenen Zustand zu

By(x, t) = B̂0 · cos
(

2π f0 · t−
√

π f0µ0µrκ · x
)
· e−
√

π f0µ0µrκ·x

= B̂0 · cos
(

ωt− x
xδ

)
· e−

x
xδ . (3.18)

Der Cosinusterm zeigt, dass das Feld im Inneren der Materie die gleiche Frequenz wie das
an der Oberfläche wirkende Feld hat und eine vom Abstand zur Oberfläche x abhängige
Phasenverschiebung aufweist. Zudem klingt die Amplitude gemäß dem Exponentialterm mit
zunehmendem Abstand zur Oberfläche ab. Aus der Geschwindigkeit

dx
dt

=

√
2ω

µ0µrκ
= ωxδ , (3.19)

mit der der Wellenvorgang von der Oberfläche aus in den Halbraum vordringt, ergibt sich
abermals die Eindringtiefe

xδ =

√
2

ωµ0µrκ
, (3.20)

was dem bereits in (3.15) hergeleiteten Zusammenhang entspricht. Mit Gleichung (3.2) und
Gleichung (3.6) lässt sich die zugehörige orts- und zeitabhängige Wirbelstromdichte mit

Jz(x, t) =

√
2Ĥ0

xδ

· cos
(

2π f0 · t−
√

π f0µ0µrκ · x−
π

4

)
· e−
√

π f0µ0µrκ·x

= Ĵ0 · cos
(

ωt− x
xδ

− π

4

)
· e−

x
xδ (3.21)

beschreiben. Diese ist zu (3.18) um π/4 phasenverschoben. Abbildung 3.2 zeigt die Strom-
dichteverteilung in Abhängigkeit vom Abstand zur Oberfläche und vom Argument ωt. Aus der
Integration über den unendlichen Halbraum ergibt sich die auf die Oberfläche des Halbraums
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bei x = 0 bezogene Verlustdichte

pwb =
∫ ∞

0

Jy(x, t)2

κ
dx

=
Ĵ 2

0
κ

∫ ∞
0

cos2
(

ωt− x
xδ

− π

4

)
· e−

2x
xδ dx

=
Ĵ 2

0 xδ

4κ

[
1+

1√
2

cos
(

2ωt− π

4

)]
. (3.22)

Die Verlustdichte schwankt mit doppelter Anregungsfrequenz um den zeitlichen Mittelwert

pwb =
Ĵ 2

0 xδ

4κ
=

Ĥ2
0

2κxδ

=
1
2

RwĤ2
0 (3.23)

mit dem Oberflächenwiderstand Rw = 1/(κxδ ). Auf das gleiche Ergebnis kommt man mit dem
Ansatz der Verlustbestimmung mithilfe der Annahme, dass je Länge ∆y der Strom

Iz(t)
∆y

=
∫ ∞

0
Jz(x, t)dx = Ĥ0 cos(ωt) (3.24)

ausschließlich in einem oberflächennahen Streifen der Dicke xδ gemäß Gleichung (3.20) fließt.
Ein solcher Strom hätte in einem Leiter der Länge ∆z und des Querschnitts xδ ·∆y eine Verlust-

Abbildung 3.2: links: tatsächliche und modellhafte Stromdichte des an der Oberfläche fließenden
Wirbelstroms
rechts: Stromdichteverteilung in Abhängigkeit vom Argument ωt; zu erkennen
ist die (mit endlicher Geschwindigkeit fortschreitende) Diffusion an der sich mit
zunehmender Tiefe einstellenden Phasenverschiebung (vgl. [100])
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leistung je Oberflächeneinheit ∆y∆z

Pwb

∆y∆z
=

∆z
κxδ ∆y

(
Ĥ0√

2
∆y
)2

· 1
∆y∆z

=
Ĥ2

0
2κxδ

(3.25)

zur Folge, was wiederum dem in (3.23) hergeleiteten Zusammenhang entspricht [99]. Es ist
also zulässig, die Oberflächenverlustdichte im unendlichen Halbraum durch das Modell eines
Stroms konstanter Stromdichte zu bestimmen, der in der oberflächennahen Schicht der Dicke
xδ fließt (s. Abb. 3.2 links).

Die Verlustleistung der betrachteten Oberfläche AO = ∆y∆z berechnet sich dann gemäß

Pwb = pwb ·AO . (3.26)

Wird nun ein beliebiges Oberfeld B̂ν ′ mit der Ordnungs- bzw. Polpaarzahl ν ′, der Wellenlänge
λν ′ = 2πR/ν ′ und Frequenz fν ′ betrachtet, so wird die Rotoroberfläche je Halbperiode von
dem magnetischen Fluss

Φν ′ =
∫

A
BdA =

2
π

λν ′

2
lfeB̂ν ′ =

2Rlfe
ν ′

B̂ν ′ (3.27)

durchsetzt. Die Auswertung von Gleichung (3.1) entlang des in Abb. 3.1 gezeichneten Integrati-
onswegs liefert die Oberflächenstromdichte

Ĵν ′ = λν ′ fν ′κB̂ν ′ (3.28)

und die daraus resultierende mittlere Verlustleistung

Pwb =

(
λν ′ fν ′κB̂ν ′

)2
xδ ,ν ′

4κ
·AO =

√
κ

πµ

λ 2
ν ′

4
f 1,5
ν ′ B̂2

ν ′ ·AO . (3.29)

Die meisten klassischen Berechnungsansätze für Hysterese-, Wirbelstrom- und Exzessverluste

Physt ∝ f B2 ,

Pwb ∝ f 2B2 , (3.30)

Pexz ∝ f 1,5B1,5

basieren auf den Arbeiten von Steinmetz [101], Jordan [102] und Bertotti [103]. Es lässt sich
erkennen, dass sich die Oberflächenverluste nach Gleichung (3.29) keiner dieser Verlustarten
zuordnen lassen.

Es sei darauf hingewiesen, dass die analytische Bestimmung der Oberflächenverluste nach
Gleichung (3.29) die folgenden Voraussetzungen bedingt:

1. Betrachtung einzelner, oberschwingungsfreier Feldwellen,
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2. Vernachlässigung von Felddämpfung,

3. Annahme konstanter Permeabilitäten,

4. Vernachlässigung der Luftspalt- und der Oberflächenkrümmung,

5. Vernachlässigung jeglicher Stirnseiteneffekte,

6. Annahme, der Rotor habe die Form eines Vollzylinders.

Zur korrekten Erfassung all dieser Voraussetzungen ist das Lösen aufwendiger Differential-
gleichungen in allen drei Raumrichtungen nötig, sodass zur Vorausberechnung von Wirbel-
stromeffekten im Folgenden auf 3D-FE-Simulationen zurückgegriffen wird.

Eine Möglichkeit der analytischen Näherung ist z.B. in [104] beschrieben, bei der die endliche
Ausdehnung des Berechnungsgebiets durch eine Reduktion der elektrischen Leitfähigkeit in
Gleichung (3.29) berücksichtigt wird. Übertragen auf die Rotoroberfläche führt das zu einer
effektiven Leitfähigkeit

κeff = κ ·
(

1− 2
π

τν ′

lfe
tanh

(
π

2
lfe
τν ′

))
, (3.31)

welche als Funktion von lfe/τν ′ in Abb. 3.3 dargestellt ist.

Abbildung 3.3: Effektive Leitfähigkeit κeff in Abhängigkeit von lfe/τν
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3.3 Untersuchung unterschiedlich geschlitzter
Rotoroberflächen

Dank der Additiven Fertigung kann auch die Rotoroberfläche bereits während des Herstellpro-
zesses beliebig gestaltet werden. Um erhöhten Wirbelstromverlusten auf der Rotoroberfläche
entgegenzuwirken, wird im Folgenden der Einfluss verschiedener Oberflächenschlitzmuster
auf die Wirbelstromverluste erst mittels FE-Simulationen (teilweise bereits in [89] und [90]
veröffentlicht) und daraufhin messtechnisch untersucht.

Um den qualitativen Einfluss der Schlitzmuster zu evaluieren, werden zunächst die in Abb. 3.4
gezeigten Geometrien betrachtet. Dabei können die jeweiligen Schlitzmuster über den Winkel

(a) Axialschlitzung (b) Tangentialschlitzung (c) schräge Schlitzung

Abbildung 3.4: Schematische Darstellung einer Rotoroberfläche mit
(a) Schlitzung in axialer Richtung (γschl = 90◦),
(b) Schlitzung in Tangential- bzw. Umfangsrichtung (γschl = 0◦) und
(c) schräger Schlitzung (hier: γschl = 72◦)

0 < γschl < 90◦ beschrieben werden, um den die Schlitze, relativ zum Geschwindigkeitsvektor
~v der Rotoroberfläche, verdreht werden. Ein Winkel von γschl = 0◦ entspricht der Anordnung
einer klassischen Blechung.

3.3.1 FE-Berechnung von Wirbelstromeffekten

Bevor die Ergebnisse der Untersuchungen gezeigt werden, sollen zunächst einige Erkennt-
nisse und Herausforderungen der 3D-FE-Simulation von Wirbelstromeffekten diskutiert und
Handlungsempfehlungen zur FE-Vorausberechnung gegeben werden.

Zur numerischen Vorausberechnung der Wirbelstromeffekte wurde das FE-Programm Opera in
der Version 18R2 von Dassault Systèmes verwendet. Opera greift auf den Gleichungssatz (3.1)
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bis (3.8) zurück, der im transienten Fall mit einer Modellierung der Rotordrehung um

~J = κ

(
~E +~v×~B

)
(3.32)

erweitert wird. In dem Fall entspricht~v dem Geschwindigkeitsvektor in jedem finiten Element.
Zur Lösung des Differentialgleichungssystems wird auf die gängige Galerkin-Methode der
gewichteten Residuen zurückgegriffen, die ausführlich z.B. in [105] vorgestellt wird.

Aus den am Ende von Abschnitt 3.2 formulierten Prämissen der analytischen Vorausberechnung
von Wirbelstromeffekten können drei grundlegende Herausforderungen der 3D-FE-Simulation
abgeleitet werden, die im Folgenden diskutiert werden: die Abstraktion des Berechnungsgebiets,
die Modellierung nichtlinearen Materialverhaltens sowie der Einfluss der Zeitschrittweite und
der Vernetzung.

Abstraktion des Berechnungsgebiets

Dass bei der Berechnung von Wirbelstromeffekten auf eine zeitaufwendige Simulation der
gesamten Maschine verzichtet werden kann, wird im Folgenden anhand der 3D-FE-Ersatzan-
ordnung in Abb. 3.5 gezeigt, die, im Gegensatz zu Gleichung (3.29), keine der am Ende von
Abschnitt 3.2 genannten Voraussetzungen bzw. Einschränkungen bedarf.

Durch in Umfangsrichtung aneinandergereihte, ortsfeste PMs wird ein Gleichfeld beliebiger
Wellenlänge erregt (Abb. 3.5). Durch Unterteilung der PMs pro Polteilung in Einzelmagnete
mit unterschiedlicher Polarisation kann der Oberwellenanteil im erregten Feld weitestgehend
eliminiert werden, sodass durch die Drehung des massiven Rotoreisens nahe der Oberfläche
der Einfluss einer einzelnen Feldwelle ausgewertet werden kann. Die Anordnung entspricht

(a) Schnittansicht (b) Flussdichteverteilung (c) Gesamtansicht

Abbildung 3.5: FE-Ersatzanordnung zur Wirbelstromberechnung (hier: 16-polig)
(a) Schnittansicht einer doppelten Polteilung (Luftregion ausgeblendet) mit Roto-
raktivteil (grau) und Magneten unterschiedlicher Magnetisierung (blau) sowie
(b) zugehörige Flussdichteverteilung und
(c) Gesamtansicht (Luftregion ausgeblendet)
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einer Luftspaltwicklung im Stator, die eine Hauptwelle mit f1 = 0Hz erregt, wobei im vorlie-
genden Fall durch Wahl der Randbedingungen an den Magnetaußenflächen kein magnetischer
Rückschluss nötig ist. Da in Opera Magnetisierungskennlinien und die Rückwirkung der
Wirbelströme berücksichtigt werden, sind somit die ersten drei der zuvor genannten Punkte
bereits erfüllt. Durch die Erhöhung des Rotorradius im FE-Modell oder die Erhöhung der
Polpaarzahl können weiterhin der Einfluss der Krümmung des Luftspalts und der Einfluss
der endlichen radialen Ausdehnung des Rotoreisens berücksichtigt werden. Zudem ist das
gesamte Rotoraktivteil in radialer und in axialer Richtung von einer Luftregion umgeben, um
Stirnseiteneffekte zu berücksichtigen. Abb. 3.6 zeigt die qualitative Verteilung der Wirbelstrom-
verlustdichte an der Rotoroberfläche unter Berücksichtigung von Stirnseiteneffekten für zwei
Beispielmodelle mit p = 1 und p = 16 bei f = n · p = 300Hz. Die berechnete Verlustleistung

(a) 1-poliges Modell (b) 16-poliges Modell

Abbildung 3.6: Qualitative Stromdichteverteilung auf der Rotoroberfläche unter Berücksichtigung
von Stirnseiteneffekten für ein Modell mit
(a) p = 1 und n = 300Hz sowie (b) p = 16 und n = 18,75Hz

ist, bezogen auf die Oberfläche AO und auf die Wellenlänge λ 2
ν ′ , in Abb. 3.7 links dargestellt.

Wie zu erwarten war, ist die analytische Vorausberechnung umso besser, je größer das Ver-
hältnis lfe/τν ′ ist mit der Polteilung eines beliebigen Oberfelds τν ′ = πR/ν ′. Mit sinkendem
Länge-Durchmesser-Verhältnis lfe/2R oder kleiner Ordnungszahl ν ′ ist die Näherung durch
den in Abb. 3.1 gezeigten Integrationsweg nicht mehr erfüllt, und der Wirbelstromanteil in
Umfangsrichtung ist zu berücksichtigen. Der Strompfad in Umfangsrichtung ist umso länger,
je kleiner p ist. Dies führt insbesondere im Fall kleiner Polpaarzahlen dazu, dass sich die
Wirbelströme auch über die Stirnseiten und die Rotorinnenflächen schließen (siehe Abb. 3.6
(a)), sodass eine Erfassung ausschließlich derjenigen Verluste, die ausschließlich an der dem
Luftspalt zugewandten Oberflächen auftreten, nicht mehr ausreichend ist.

Die Rückwirkung der Wirbelströme, die das ursprüngliche, die Wirbelströme treibende Feld in
Amplitude und Phasenlage verändert, wird mit dem Felddämpfungsfaktor beschrieben, dessen
Betrag sich aus dem Verhältnis von resultierender Flussdichte B̂ν( f ) zur Flussdichte ohne
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Abbildung 3.7: links: Darstellung der auf die Wellenlänge bzw. die Polteilung bezogenen Oberflä-
chenverlustleistungsdichte und
rechts: Felddämpfungsfaktor sowie Oberflächenverlustleistungsdichte in Abhän-
gigkeit von der Frequenz und von der Polpaarzahl (B̂0 = 0,2T, µr = 2700)

Rückwirkung B̂ν( f = 0) mittels

dν ′ = |dν ′ |=
B̂ν ′( f )

B̂ν ′( f = 0)
(3.33)

bestimmen lässt. Somit bedeutet dν ′ = 0 eine vollständige Abdämpfung bzw. dν ′ = 1 keine
Abdämpfung des Oberfelds der Ordnungzahl ν ′ [4, 106]. Wie in Abb. 3.7 rechts zu erkennen
ist, steigt die Verlustdichte umso stärker, je stärker dν ′ fällt.

Wird in Gleichung (3.29) die elektrische Leitfähigkeit κ durch κeff gemäß Gleichung (3.31)
ersetzt, führt dies zu einer Annäherung der mittels (3.29) und (3.31) analytisch berechneten
Oberflächenverlustleistung an die mittels 3D-FE-Simulation berechnete Oberflächenverlust-
leistung, in welcher Stirnseiteneffekte berücksichtigt wurden. Die Berechnungsergebnisse der

Abbildung 3.8: Auswirkung von κeff auf die Berechnung der auf die Wellenlänge bzw. die Polteilung
bezogenen Oberflächenverlustleistungsdichte
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zwei Modelle aus Abb. 3.6 sind in Abb. 3.8 – zur besseren Vergleichbarkeit bezogen auf das
Quadrat der jeweiligen Wellenlänge λν ′ und auf die Oberfläche AO – dargestellt und es zeigt
sich, dass die Verwendung von κ = κeff in Gleichung (3.29) auch für kleine Polpaarzahlen eine
gute Vorausberechnung der Oberflächenverlustleistung erlaubt.

Modellierung nichtlinearen Materialverhaltens

Für eine analytische Vorausberechnung der Verluste ist neben der zuvor beschriebenen Ab-
straktion des Berechnungsgebiets auf die (endliche) Rotoroberfläche auch die Identifikation
einer geeigneten Ersatzpermeabilität µers = f (Bers/Hers) entscheidend. Dabei wird zwischen
Ansätzen zur Bestimmung einer (einzelnen) Ersatzpermeabilität für das gesamte Rechengebiet
und Ansätzen mit stückweise konstanter Ersatzpermeabilität unterschieden. Gegenüberstel-
lungen der verschiedenen Verfahren lassen sich [93] oder [107] entnehmen. Bezogen auf das
vorliegende Problem können jedoch die folgenden drei Möglichkeiten unterschieden werden:

1. Das Material wird linear mit der relativen Permeabilität des erwarteten Arbeitspunkts
(hier: µr = µ(B≈ 0,9T)) modelliert, um so eine Vormagnetisierung zu berücksichtigen.

2. Das nichtlineare Materialverhalten wird durch eine Gleichstrom-Kommutierungskurve
(z.B. nach Abb. 2.4 bis Abb. 2.6) modelliert. Dies führt dazu, dass das Material keine
Vormagnetisierung erfährt, die real jedoch in PM-Rotoren vorliegt.

3. Das nichtlineare Materialverhalten wird durch eine verschobene Gleichstrom-Kommu-
tierungskurve modelliert. Die Verschiebung des Nullpunkts erfolgt auf einen erwarteten
Wert der Vormagnetisierung. Dann wird eine nichtlineare FE-Rechnung durchgeführt.

Letztlich entscheiden der gewünschte Detailgrad der Vorausberechnung und die zur Verfügung
stehenden Ressourcen über die Wahl der Methode. Im vorliegenden Fall wurde daher eine
Ersatzpermeabilität aus der Lösung der FE-Rechnung, also der vollständigen Lösung des
Diffenrentialgleichungssystems, gewonnen.

Einfluss der Zeitschrittweite und der Vernetzung

Im Folgenden wird der Einfluss der Zeitschrittweite und der Vernetzung der Rotoroberfläche
auf die der mittels FEM bestimmten Ergebnisse untersucht. Mit Bezug auf Gleichung (3.32)
wird deutlich, dass die Zeitschrittweite ∆T im Geschwindigkeitsvektor ~v und die in jedem
finiten Element diskretisierte Flussdichte ~B direkt Einfluss auf die Stromdichte und somit auf
die berechnete Verlustleistung haben.

Die Verlustleistung des in Abb. 3.5 gezeigten Modells (mit f = 300Hz, B̂ = 0,15T und
lfe/τν ′ = 6,1) wurde in Abhängigkeit von der Anzahl der simulierten Zeitschritte pro elek-
trischer Periode

zpper =
1

f ·∆T
(3.34)



40 Unterdrückung von Wirbelstromeffekten nahe der Rotoroberfläche

(a) Zeitschrittabhängigkeit (b) Einschwingvorgang

Abbildung 3.9: (a) Abweichung der Verlustleistung in Abhängigkeit von der Anzahl der simulierten
Zeitschritte pro Periode und
(b) Einschwingvorgang der Verlustleistung

bestimmt. Die Abweichung der Verlustleistung zum Referenzwert der Simulation mit zpper = 120
ist in Abb. 3.9 (a) dargestellt. Demnach wird die Verlustleistung bei sinkender Schrittzahl
tendenziell zu klein berechnet. Im vorliegenden Fall beträgt der numerische Fehler bei einer
Schrittzahl von zpper = 40 weniger als 2,5%. Falls die FE-berechneten Wirbelstromeffekte einem
Einschwingvorgang unterliegen (Abb. 3.9 (b)), ist zudem die Simulation mehrerer vollständiger
elektrischer Perioden erforderlich.

Im Folgenden wird die Abhängigkeit der berechneten Verlustleistung von der Anzahl der
Lagen bzw. der finiten Elemente in x-Richtung gem. Abb. 3.1, mit denen die oberflächennahe
Region des Rotoraktivteils vernetzt wird (Abb. 3.10 links), betrachtet. Ebenfalls ist die sich

Abbildung 3.10: links: Qualitative Stromdichteverteilung und Oberflächennetz eines Modells mit
zlagen = 7, p = 16 und f = 300Hz; gezeigt ist eine Schnittansicht in der axialen
Mitte, sodass lediglich am oberen Bildrand Stirnseiteneffekte zu erkennen sind
rechts: Abweichung der Verlustleistung in Abhängigkeit von der Anzahl der
Lagen zlagen
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einstellende Phasenverschiebung der Stromdichteverteilung mit zunehmendem Abstand von der
Oberfläche (vgl. auch Abb. 3.2 rechts) zu erkennen. In Abb. 3.10 rechts ist die Abweichung der
Verlustleistung in Abhängigkeit von der Anzahl der Lagen je 1,5-facher Eindringtiefe

zlagen =
3
2

xδ

∆x
(3.35)

dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Verlustleistung im vorliegenden Fall tendenziell zu
groß berechnet wird, wenn die Anzahl der finiten Elemente in x-Richtung oberflächennah zu
klein gewählt wird. Eine Wahl von zlagen = 5 verringert demnach den Diskretisierungsfehler
auf unter 1%. Zudem wird der Einfluss von einzelnen finiten Elementen, in welchen sich eine
lokal überhöhte Flussdichte einstellt, verringert, wenn Regionen, in denen Wirbelstromeffekte
betrachtet werden sollen, mithilfe regelmäßiger Hexaeder (z.B. in Quaderform) vernetzt werden.

Durch die Berücksichtigung der in diesem Abschnitt gewonnenen Erkenntnisse kann die Qua-
lität der FE-Vorausberechnung erhöht werden. In den folgenden Abschnitten erfolgt nun die
systematische FE-Simulation ausgewählter Schlitzmuster mit dem Ziel, den Einfluss der Schlitz-
geometrie auf die resultierenden Wirbelstromverluste zu identifizieren.

3.3.2 Schlitzung in Umfangsrichtung

Zunächst wird der Einfluss tangentialer, also in Umfangsrichtung orientierter, Schlitzung mit
γschl = 0◦ untersucht. Im Fall quasi-unendlicher Schlitztiefe würde sich eine klassische Ble-
chung ergeben, sodass zu erwarten ist, dass ein Schlitz in Umfangsrichtung die resultierenden
Wirbelstromverluste verringert. Abbildung 3.11 links zeigt die Oberflächenverlustverteilung bei
einem Modell mit endlicher Ausdehnung der Schlitze (bax > 0mm). Für bax = 0mm bleibt die
dem Stator zugewandte Rotoroberfläche und somit auch die Luftspaltflussdichte unverändert.

Zunächst wird die Abhängigkeit der auf die Verlustleistung des ungeschlitzten Grundmodells
Pwb,ref bezogenen Verlustleistung untersucht. Dabei wird das Grundmodell um einem Schlitz
in Umfangsrichtung mit einer axialen Ausdehnung von bax = 0,225mm und variabler Schlitz-
tiefe xschlitz erweitert. Die FE-Simulationsergebnisse sind in Abb. 3.11 rechts dargestellt. Als
Schlitztiefe wird für die folgenden Untersuchungen

xschlitz = 8 · xδ (3.36)

gewählt. Nach Gleichung (3.18) beträgt die Feldamplitude in dieser Tiefe nur noch ca. 0,03% ·B̂0
der ursprünglich an der Materialgrenze x = 0 vorherrschenden Flussdichte.

Bezogen auf die axiale Länge wird die Anzahl der tangentialen Schlitze zu

z′tang =
ztang

lfe
(3.37)
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Abbildung 3.11: links: Grundmodell mit einem Schlitz in Umfangsrichtung ztang = 1 mit bax =
0,225mm; dargestellt ist das Quadrat der Stromdichte J2 ∝ Pwb;
rechts: Auf die Verlustleistung des ungeschlitzten Grundmodells bezogene Verlust-
leistung eines einfach in Umfangsrichtung geschlitzten Modells in Abhängigkeit
von der Schlitztiefe; Für beide den Abbildungen zugrunde liegenden Modelle gilt
p = 16, f = 300Hz, δ = 0,5mm, B0 = 0,15T und lfe/τp = 6,13

definiert. Die auf das ungeschlitzte Grundmodell bezogenen Verluste in Abhängigkeit von z′tang
sind in Abb. 3.12 dargestellt. Im vorliegenden Fall mit p = 16, f = 300Hz und lfe/τp = 6,13
führt bereits das Hinzufügen von z′tang = 5cm−1 zu einer Oberflächenverlustreduktion von
ca. 50%. Die Schlitzbreite hat im vorliegenden Fall keine signifikante Auswirkung auf die
resultierenden Wirbelstromverluste, obgleich die dem Stator zugewandte Rotoroberfläche durch
Hinzufügen von bax > 0mm verkleinert und dadurch der effektive magnetische Luftspalt
vergrößert wird.

(a) unendlich dünne Schlitze (b) Schlitze endlicher Breite

Abbildung 3.12: Bezogene Verlustleistung in Abhängigkeit von der Anzahl der Schlitze in Um-
fangsrichtung für p = 16, f = 300Hz, δ = 0,5mm, B0 = 0,15T und lfe/τp = 6,13
(a) mit unendlich dünnen Schlitzen und
(b) mit Schlitzen endlicher axialer Ausdehnung
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In jedem Fall erfolgt durch die Schlitzung in Umfangsrichtung eine Vergrößerung des Wi-
derstands entlang des axial orientierten Hauptwirbelstrompfads. Abbildung 3.13 zeigt die
Stromdichteverteilung und die Stromdichtevektoren eines Modells mit z′tang = 4,84cm−1 und
bax = 0,225mm. Zu erkennen ist, dass sich Wirbel auf der Rotoroberfläche ausbilden und dass
sich die Wirbelstrombahnen über die Schlitzwände und unterhalb der Schlitze schließen.

Abbildung 3.13: Qualitative Stromdichteverteilung und -vektoren eines Modells mit Schlitzung in
Umfangsrichtung für p = 16, f = 300Hz, lfe/τp = 6,13, z′tang = 4,84cm−1 und
bax = 0,225mm

3.3.3 Axiale Schlitzung

Wird das ungeschlitzte Grundmodell mit Schlitzen in rein axialer Richtung mit γschl = 90◦ glei-
cher Tiefe wie im Fall tangentialer Schlitzung (xschlitz = 8 · xδ ) versehen, führt dies hinsichtlich
der Verlustleistung auf die in Abb. 3.14 gezeigten Tendenzen. Dabei beschreibt

(a) Abhängigkeit von der Schlitzbreite (b) Abhängigkeit von z′ax

Abbildung 3.14: Bezogene Verlustleistung für p = 16, f = 300Hz, δ = 0,5mm, B0 = 0,15T,
lfe/τp = 6,13
(a) in Abhängigkeit von der Schlitzbreite btang und mit z′ax = 1 und
(b) in Abhängigkeit von der Anzahl der Schlitze z′ax und mit btang = 0,225mm
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z′ax =
zax

2ν ′
(3.38)

die Anzahl der Schlitze pro Halbwelle der jeweiligen Harmonischen mit der Ordnungszahl ν ′.
Analog dazu lässt sich auch die auf den Umfang bezogene Anzahl der Axialschlitze gemäß

z′′ax =
z′ax
τν ′

(3.39)

definieren. Im Fall einer Axialschlitzung mit endlicher tangentialer Ausdehnung btang > 0
steigen die Wirbelstromverluste signifikant mit Erhöhung von z′ax, wie Abb. 3.14 (b) zeigt. Dies
kann dadurch erklärt werden, dass der dem Stator zugewandte Anteil der Rotoroberfläche zwar
verringert wird, der von einer Wechselmagnetisierung durchsetzte Anteil der Rotoroberfläche
jedoch vergrößert wird.

Dadurch, dass sich das Oberfeld senkrecht zu den Schlitzen bewegt, schließt es sich nun nicht
mehr ausschließlich luftspaltnah, sondern wird auf einen Pfad unterhalb der Schlitze gezwungen
(s. Abb. 3.15 (a)). Dadurch werden zusätzlich zur dem Stator zugewandten Oberfläche auch
die Seitenwände als auch der Schlitzgrund einer Wechselmagnetisierung ausgesetzt (s. Abb.
3.15 (b)), was letztlich zur Erhöhung der Wirbelstromverluste führt. Eine Verlusterhöhung tritt
insbesondere zu den Zeitpunkten auf, zu denen sich der Hauptstrompfad auf Höhe eines Schlitzes
befindet, sodass Pwb (t)∝ ∂B/∂ t im eingeschwungenen Zustand insbesondere Schwankungen
der Frequenz

fwb,ax = 2 · z′ax · fν ′ (3.40)

aufweist.

(a) Flussdichtevektoren (b) Stromdichteverteilung

Abbildung 3.15: Schnittansicht auf die axiale Mitte eines Modells mit axialer Schlitzung,
(a) Flussdichtevektoren und
(b) Stromdichteverteilung
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Die Verringerung der Schlitzbreite btang führt lediglich zu einer geringfügigen Verringerung
der bezogenen Verlustleistung, wie Abb. 3.14 (a) zeigt. Dies kann damit erklärt werden, dass
die Verringerung von btang zu einer Erhöhung des Anteils des magnetischen Flusses führt,
der sich direkt über den Schlitz schließt und nicht auf den Pfad unterhalb der Schlitztiefe
gezwungen wird. Das hat wiederum zur Folge, dass bei kleineren Schlitzbreiten btang weniger
weichmagnetisches Material einer Wechselmagnetisierung ausgesetzt ist, als dies bei großen
btang der Fall wäre, sodass die Verlusterhöhung sinkt.

3.3.4 Schräge Schlitzung

Das Tordieren bzw. Schrägen der Schlitze gegenüber dem Geschwindigkeitsvektor der Rotor-
oberfläche führt auf eine evolvente Schlitzform (s. Abb. 3.16). Die Wirbelstromverlustleistung

(a) ohne Überlagerung (b) mit Überlagerung (c) Beispielmodell

Abbildung 3.16: Prinzipskizze zur Definition von γschl
(a) ohne Überlagerung der Schlitze,
(b) mit Überlagerung der Schlitze sowie
(c) Modell mit schrägen Schlitzen mit γschl = 45◦

in Abhängigkeit von γschl ist in Abb. 3.17 dargestellt, wobei die Anzahl der Schlitze

z′schr =
zschr

2ν ′
(3.41)

so gewählt wurde, dass es zu keiner Überlagerung der Schlitze kam (vgl. Abb. 3.16). Aufgrund
der Anordnung an der Rotoroberfläche mit nun mehreren spitz zulaufenden Flächen war
eine Vernetzung mit regelmäßigen Hexaedern nicht möglich. Obgleich durch die alternative
Vernetzung mittels Tetraedern das numerische Rauschen erhöht wurde, konnten die erwarteten
Tendenzen festgestellt werden. So erhöhen sich die Wirbelstromverluste im Fall steigenden
Winkels γschl (vgl. [90]), und es lässt sich ein stetiger, monoton steigender Verlauf feststellen,
woraus zu schließen ist, dass ein Winkel von γschl = 0◦, also eine Schlitzung in Umfangsrichtung,
die verlustoptimale Schlitzorientierung darstellt. Jegliche Axialkomponente führt demnach zu
einer Erhöhung der Wirbelstromverluste und sollte vermieden werden.
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Abbildung 3.17: Bezogene Verlustleistung in Abhängigkeit vom Winkel γschl für p = 16, f =
300Hz, δ = 0,5mm, B0 = 0,15T und lfe/τp = 6,13

3.3.5 Kombinierte Schlitzung

Basierend auf dieser Erkenntnis scheint eine Untersuchung komplexerer Schlitzmuster obsolet.
Nichtsdestotrotz wird im Folgenden die Kombination aus der axialen und der tangentialen
Strukturierung der Rotoroberläche untersucht. Mithilfe der Angabe von

k3D =
z′′ax

z′tang
=

lfe
τν ′
· z′ax

ztang
(3.42)

lässt sich die Aufteilung der Rotoroberfläche vorteilhaft beschreiben, da auch das Verhältnis
lfe/τν ′ mit in (3.42) einfließt. In Abb. 3.18 sind zwei Anordnungen der axial-tangentialen Schlit-
zung gezeigt. Alle Schlitze werden wiederum mit endlicher Ausdehnung in allen Raumrichtun-
gen simuliert und besitzen die Schlitztiefe gemäß (3.36). In Abb. 3.19 ist die Verlustleistung
in Abhängigkeit von k3D und z′tang dargestellt. Es zeigt sich, dass eine gleichzeitige Erhöhung

Abbildung 3.18: Axial-tangentiales Schlitzmuster mit links: k3D = 6,13 und rechts: k3D = 3,27
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Abbildung 3.19: Bezogene Verlustleistung axial-tangentialer Schlitzmuster in Abhängigkeit von
k3D und z′tang für p = 16, f = 300Hz, δ = 0,5mm, B0 = 0,15T und lfe/τp = 6,13

von z′tang und z′ax zunächst zu einer Verlusterhöhung und dann zu einer Annäherung an den
Verlustwert des ungeschlitzten Grundmodells führt. Daraus lässt sich schließen, dass sich die
Verlustreduktion durch z′tang und die Verlusterhöhung durch z′ax im vorderen Teil der Kurve über-
lagern, der Effekt jedoch für große z′tang nicht mehr zu beobachten ist. Wie im späteren Verlauf
der Arbeit noch gezeigt wird, kann dies dadurch erklärt werden, dass mit steigender Anzahl der
Schlitze die Rotoroberfläche reduziert wird und es zu einer Verlagerung der Wirbelstromverluste
auf eine Ebene parallel zur Rotoroberfläche unterhalb der Schlitztiefe kommt.

3.3.6 Zwischenfazit

Die Untersuchungen im Abschnitt 3.3 ergeben, dass eine Schlitzung der Oberfläche in Um-
fangsrichtung zu einer signifikanten Verringerung der Wirbelstromverluste führt, wobei die
Breite der Schlitze lediglich einen geringen Einfluss hat. Eine Schlitzung in axialer Richtung
führte im Fall endlicher Schlitzbreite zu einer signifikanten Erhöhung der Wirbelstromverluste.
Dies kann mit der Vergrößerung der Rotoroberfläche erklärt werden, die infolgedessen einer
Wechselmagnetisierung ausgesetzt wird. Durch die Variation des Schlitz-Schrägungswinkels
γschl sowie die Überlagerung von axialer und tangentialer Schlitzung zeigte sich, dass eine
Verlusterhöhung für alle Schlitze mit γschl > 0◦ auftritt, woraus sich ableiten lässt, dass jede
Schlitz- bzw. Oberflächenstruktur, die Schlitze mit Axialkomponenten enthält, die Wirbel-
stromverluste erhöht. Eine rein tangentiale Schlitzung stellt hinsichtlich der Verringerung von
Oberflächenverlusten das Optimum dar.

Da unendlich dünne Schlitze fertigungstechnisch nicht möglich sind, führt jegliche Schlitzung
zu einer Verringerung der dem Stator zugewandten Rotoroberfläche, durch die der Großteil
des Luftspaltflusses in den Rotor eintritt. Mit steigender Anzahl der Schlitze und mit Vergrö-
ßerung der Schlitztiefe vergrößert sich dementsprechend der effektive magnetische Luftspalt.
Die klassischen Untersuchungen zum Carter-Faktor erlauben die Berücksichtigung ebendieses
Effekts für die Fälle γschl = 0◦ und γschl = 90◦ ( z.B. [108, 109]). Die Adaption auf beliebig
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komplexe Schlitzmuster ist nach Auswertung der Luftspaltflussdichte ebenfalls möglich. Nichts-
destotrotz ist die Vergrößerung des effektiven magnetischen Luftspalts im vorliegenden Fall
unerwünscht, wodurch sich die Forderung ergibt, stets möglichst schmale Schlitze auszuführen.
Die untere Grenze des Ausführbaren ist, wie oben bereits verdeutlicht, primär durch die Wahl
des Fertigungsverfahrens, die Wahl des Materials und die Wahl der Prozessparameter bestimmt.

3.4 Messtechnische Validierung

Das Ziel dieses Abschnitts ist die messtechnische Erfassung von Oberflächenverlusten und
die Validierung der in Abschnitt 3.3 simulativ erarbeiteten Zusammenhänge. Grundsätzlich
gestaltet sich die messtechnische Untersuchung von Wirbelstromverlusten auf Rotoroberflächen
aufgrund mehrerer Faktoren praktisch besonders anspruchsvoll.

Zum einen ist bei der Messung der Verlustleistung über die entstehende Verlustwärme der
Entstehungsort der Verluste meist nur schwer zugänglich, da der Luftspalt bei Servomotoren oft
weniger als 1mm breit ist, der Rotor rotiert und die Temperaturmessung in den meisten Fällen
leitungsgebunden erfolgt. Eine Messmöglichkeit stellen in die Rotoroberfläche eingebettete
oder vergrabene Sensoren dar. Es ist jedoch davon auszugehen, dass solche Sensoren, mit Blick
auf die zuvor dargestellten komplexen Verlust- und somit auch Temperaturverteilungen, die
Messergebnisse beeinflussen würden. Eine weitere Herausforderung ist der erwartete absolute
Betrag der Oberflächenverluste im Bereich einzelner Prozente von PN [92, 94]. Die erwartete
Temperaturerhöhung kann daher durchaus im Bereich von ∆T < 0,1K liegen. Hinzu kommt die
Tatsache, dass die aufgrund der an der Oberfläche fließenden Wirbelströme entstehende Wärme
sich aufgrund der hohen thermischen Leitfähigkeit der weichmagnetischen Materialien sehr
schnell in das Rotorinnere ausbreitet. Auch ist die Trennung der Wirbelstromverluste von den
Hysterese- und den Exzessverlusten lediglich rechnerisch möglich.

Um diesen Herausforderungen zu begegnen, werden im Folgenden ein Prüfaufbau und eine
Messmethodik beschrieben, mit deren Hilfe Oberflächenverluste erfasst werden und die zuvor
genannten Aspekte ausreichend beherrscht werden können. Daraufhin werden die Messergeb-
nisse unterschiedlich geschlitzter, additiv gefertigter Prüfkörper dargestellt, diskutiert und mit
den Simulationsergebnissen verglichen.

3.4.1 Versuchsaufbau und Messgeräte

Zur Untersuchung der Oberflächenverluste wurde der in Abb. 3.20 dargestellte Linearprüfstand
aufgebaut, mit dessen Hilfe additiv gefertigte, quaderförmige Prüfkörper untersucht werden
können. Mit dem Linearstator wird eine Wanderwelle definierter Frequenz und Amplitude
erzeugt, die im Prüfkörper eine Wechselmagnetisierung hervorruft und somit die Effekte einer
im Luftspalt asynchron zum Rotor umlaufenden Oberwelle nachbildet. Eine Bewegung des
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Abbildung 3.20: Schematische Schnittansicht des Linearstators inkl. Wicklung und Prüfling (Kappe
und Luftregion ausgeblendet)

Prüflings ist nicht nötig, da lediglich die Relativgeschwindigkeit der Wanderwelle gegenüber
der Prüfkörperoberfläche für die Wirbelstromeffekte ausschlaggebend ist. Dies und die Tatsache,
dass der Luftspalt im Prinzip frei wählbar ist, erleichtern die Unterbringung der Temperatursen-
soren auf der Prüfkörperoberfläche. Da der Prüfkörper bei Bestromung des Stators eine Kraft
erfährt, muss er gegen Bewegung gesichert werden. Der Luftspalt ist mit Kapton-Polyimidfolie
ausgefüllt, um den Prüfkörper elektrisch und möglichst auch thermisch vom Linearstator zu
entkoppeln. Der Prüfkörper wird zudem von einer thermisch isolierenden Kappe umgeben, um
die vom Prüfkörper an die Umgebung abgegebene Wärme zu reduzieren.

Die Bemessungs- und Wicklungsdaten des Linearstators zeigt Tab. 3.1. Um ein möglichst
oberwellenarmes Luftspaltfeld zu erzeugen, wurde eine Zweischichtwicklung gewählt, was
zusätzliche, halb gefüllte Nuten an den Enden des Linearstators bedingt (a. Abb. 3.20). Dies
führt dazu, dass die Wanderwelle im Endbereich nicht schlagartig verschwindet, sondern „versi-
ckert“. Gemäß der Erkenntnis aus dem vorherigen Abschnitt, ein möglichst hohes lfe/τν ′ zur
Verringerung von Stirnseiteneffekten zu erreichen, ist für das erregte Wanderfeld eine möglichst

Tabelle 3.1: Bemessungs- und Wicklungsdaten des Linearprüfstands

Prüfkörpermaße x, y, z 180mm, 10mm, 30mm

Statormaße (inkl. Endbereiche) x, y, z 235mm, 22mm, 30mm

Luftspaltweite δ 0,5mm

Polpaarzahl p 3

Strangzahl m 3

Lochzahl q 2

Wicklungsschritt y/y∅ 5/6

Statornutzahl (inkl. Endbereiche) N1 47

Nutbreite/Zahnbreite bn,1/bz,1 1,31

Bemessungsstrom IN 3A

Frequenzbereich fN 30Hz bis 3000Hz
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hohe Polpaarzahl zu wählen. Die Ausdehnung in x-Richtung (s. Abb. 3.20) ist bestimmt durch
die Länge der Prüfkörper, sodass p in erster Linie durch die maximal unterzubringende Sta-
tornutzahl N1 begrenzt wird, welche wiederum von der minimal fertigbaren Statorzahnbreite
bz,1 abhängt. Eine weitere Erhöhung von p wäre auch mit einer Reduzierung von q realisierbar,
jedoch ist q < 2 aufgrund der dann erhöhten Oberwellenstreuung nicht zu empfehlen. Als
Statorkernmaterial wurden FeCo49V2-Bleche mit 0,2mm Dicke gewählt, um den Einfluss der
statorseitigen Ummagnetisierungsverluste auf die Leistungsbilanz möglichst gering zu halten.
Die additiv gefertigten Prüfkörper bestehen aus FeSi2,9.

Zudem erweist es sich als vorteilhaft, die halb gefüllten Statornuten im Endbereich außerhalb
des Aktivteilbereichs zu platzieren. Um Randeffekte in den Endbereichen zu verringern, wurden
die Zähne im Endbereich aus amagnetischem Kunststoff gefertigt und die Randzähne des weich-
magnetischen Statoraktivteils, wie in [110] vorgeschlagen, breiter ausgeführt. Die gewählte
Wicklungsausführung, die amangetischen Endbereiche in Verbindung mit den verbreiterten
Endzähnen und die ungleichmäßigen Stirnverbindungen der Spulenseiten führen letztlich dazu,
dass die Statorwicklung nicht mehr symmetrisch ist. Mit einem Impedanzanalysator (Modell:
Omicron Lab Bode 100) wurden der Frequenzgang der Strangwiderstände und der Frequenzgang
der Stranginduktivitäten bei aufgelegtem, ungeschlitzten Referenzprüfkörper aufgenommen.
Die Verläufe sind in Abb. 3.21 und Abb. 3.22 dargestellt. Die Unsymmetrie der Wicklung
lässt sich demnach auf wenige Prozent beziffern. Da die Speisung des Linearstators ohnehin
stromgeregelt mithilfe linearer Leistungsverstärker (Rohrer Hero Power PFL-2250-28) erfolgt
und für ein bestimmtes Luftspaltfeld in erster Linie die Durchflutung maßgebend ist, kann die
Unsymmetrie der Wicklung für die folgenden Untersuchungen vernachlässigt werden.

Aus Redundanzgründen erfolgte die Messung der aufgenommenen Leistung auf zwei We-
gen. So wurden die Strangspannungs- und Strangstromzeitverläufe zum einen mithilfe von
Spannungs-Differenztastköpfen (Tektronix P5200) bzw. Strommesszangen (Keysight N2780B)
und einem Oszilloskop (Teledyne LeCroy HDO8108) gemessen und zum anderen mithilfe eines
Präzisions-Leistungsmessgeräts (ZES Zimmer LMG671). Das Leistungsmessgerät zeichnet
zudem dreiphasig die Werte von Wirk-, Blind- und Scheinleistung auf, um somit Rückschlüs-

Abbildung 3.21: Gemessener Verlauf der Strangwiderstände in Abhängigkeit von der Speisefre-
quenz; links: Absolutwert und rechts: relative Abweichung zu Ru
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Abbildung 3.22: Gemessener Verlauf der Stranginduktivitäten in Abhängigkeit von der Speisefre-
quenz; links: Absolutwert und rechts: relative Abweichung zu Lu

se auf die Leistungsbilanz der unterschiedlichen Schlitzmuster zu ziehen. Die Erfassung der
Luftspalthauptfeldamplitude erfolgte mittels Messspulen, die entlang des Stators verteilt waren.

Die Messung der Temperatur an der Prüfkörperoberfläche erfolgte mit Pt1000-Sensoren der
Genauigkeitsklasse 1/10 B nach DIN EN 60751 [111]. Die Wärmeübertragung wurde durch die
Verwendung von Wärmeleitpaste zusätzlich verbessert. Die Temperaturzeitverläufe wurden über
einen Mehrkanal-Multiplexer (Keysight 34901A) mit einem Datenlogger (Keysight 34970A)
aufgenommen. Abbildung 3.23 zeigt den gesamten Prüfstand.

Abbildung 3.23: Aufbau des Linearprüfstands zur Messung von Oberflächenverlusten

3.4.2 Methodik und Versuchsdurchführung

Mithilfe des Linearstators kann im Luftspalt eine annähernd sinusförmige Feldverteilung kon-
stanter Wellenlänge, variabler Frequenz und variabler Amplitude erzeugt werden. Die Frequenz
wird in der durchgeführten Untersuchung zwischen 30Hz und 3000Hz variiert. Die maximal
erreichbare Flussdichte beträgt bei I1 = 3A und f1 = 3000Hz ca. 0,1T und wird in erster Linie
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durch die Felddämpfung begrenzt. Eine Luftspaltflussdichte von B̂p = 0,1T wurde gewählt,
da dieser Wert im Bereich realistischer Oberwellenamplituden von Synchronmaschinen liegt.
Das Frequenzspektrum ist dadurch begründet, dass ausgehend von f1,ref = 6 · f1 = 300Hz (für
f1 = 50Hz), mit der die Felder mit ν ′ =−5p und ν ′ = 7p die Rotoroberfläche ummagnetisieren,
die Wirbelstromeffekte von 1/10 · f1,ref bis 10 · f1,ref ausgewertet werden können.

Die Leistungsbilanz des Prüfstands ist in Abb. 3.24 dargestellt. Aufgrund der Fixierung des Prüf-

Abbildung 3.24: Wirkleistungsbilanz des Linearprüfstands

körpers wird keine mechanische Leistung umgesetzt, sodass sich die Wirbelstromverlustleistung
des Prüfkörpers Pwb,2 mit

Pwb,2 = Pel−
(
Pzul +Pvw,1 +Pvu,1 +Physt,2 +Pexz,2

)
(3.43)

bestimmen lässt. Dabei sind die Stator-Stromwärmeverluste

Pvw,1 = Pvw,U +Pvw,V +Pvw,W =

 RU
RV
RW

 ·
 I2

U
I2
V

I2
W

 (3.44)

aufgrund der Unsymmetrie auf die drei Stränge leicht ungleichmäßig verteilt. Die Ummagnet-
isierungsverluste des Stators können mit

Pvu,1 = khyst,1 · f1B̂2 + kwb,1 · f 2
1 B̂2 + kexz,1 · f 1,5

1 B̂1,5 (3.45)

berechnet werden. Die Verlustkennwerte können gängigen Verlustkennlinien (z.B. [40]) von Fe-
Co49V2 entnommen werden und sind im Folgenden mit khyst,1 = 1,5Am4/Vs, kwb,1 = 0,04Am4/V
und kexz,1 = 0 angenommen. Eine Trennung der Wirbelstromverluste des Prüfkörpers Pwb,2
von den Hysterese- und Exzessverlusten Physt,2 und Pexz,2 ist streng genommen nur über eine
Verhältnisbildung

Physt,2 +Pexz,2

Pwb,2
=

khyst,2 · f1 + kexz,2 · f 1,5
1

kwb,2 · f 2
1

(3.46)

möglich. Über die Messung der aufgenommenen Leistung lässt sich also nur die Höhe der
Ummagnetisierungsverluste im Prüfkörper Pvu,2 bestimmen.
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Die zweite Möglichkeit zur Bestimmung der Ummagnetisierungsverluste ergibt sich aus der
Messung der Oberflächentemperatur. Dazu wird zunächst angenommen, dass während der
Zeit ∆Tv auf der dem Stator zugewandten Oberfläche des Prüfkörpers die Verlustleistung
Pv,2 = pv,2 ·mers eingeprägt wird, wobei mers die „Ersatz-Masse“ eines „Ersatz-Volumens“
darstellt, in das die konstante Verlustleistung eingeprägt wird. Da mithilfe der im Folgenden
vorgestellten Messmethode zunächst nur eine Verlustleistungsdichte bestimmt werden kann,
ist die Identifikation ebendieses „Ersatz-Volumens“ entscheidend für die Bestimmung der
Verlustleistung. Bevor ein möglicher Lösungsansatz diskutiert wird, wird zunächst die gewählte
Messmethode vorgestellt.

Bei Vernachlässigung jeglichen Wärmetransports würde sich durch das Einprägen einer kon-
stanten Verlustleistung der Temperaturhub

∆ϑ = ϑ1−ϑ0 =
Pv,2 ·∆Tv

Cw
=

pv,2 ·∆Tv

cw
(3.47)

ausschließlich aus dem „Aufladen“ der Wärmekapazität Cw = cw ·mers ergeben. Dass die Ver-
nachlässigung der Wärmeleitung im vorliegenden Fall nicht zulässig ist, kann anhand des in
Abb. 3.25 dargestellten, gemessenen Zeitverlaufs der Oberflächentemperatur einer Beispielmes-
sung mit B̂p = 0,1T und f1 = 2400Hz aufgezeigt werden. Die Dauer des Leistungsimpulses

Abbildung 3.25: Beispielhafter, gemessener Temperaturzeitverlauf mit B̂p = 0,1T und f1 = 2400Hz

beträgt in allen Messungen ∆Tv = 1s. So können vor und nach dem Zu- und dem Abschalten
der Speisung Aufwärm- und Abkühlvorgänge beobachtet werden, welche jedoch rechnerisch
vollständig eliminiert werden können, wenn zur Auswertung der Verlustdichte pv die Tangenten
des Temperatur-Zeitverlaufs kurz vor und kurz nach dem Zuschalten sowie kurz nach dem
Abschalten der Speisung betrachtet werden.

Die Verlustdichte kann dann aus dem Vergleich der Tangenten kurz vor und kurz nach dem
Zuschalten der Speisung, ∂ϑ0 und ∂ϑ2, und mittels

pv = (∂ϑ2−∂ϑ0) · cw (3.48)
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berechnet werden. Auf das gleiche Ergebnis sollte die Auswertung der Tangenten kurz vor dem
Zuschalten ∂ϑ0 und kurz nach dem Abschalten der Speisung ∂ϑ1 durch

pv =

(
ϑ1−ϑ0

∆Tv
− ∂ϑ1 +∂ϑ0

2

)
· cw (3.49)

führen. Die weiteren Komponenten des Wärmetransports, die Wärmestrahlung und die Kon-
vektion, können im vorliegenden Prüfaufbau vernachlässigt werden, da der Prüfkörper mit
einer mit Glaswolle ausgekleideten, thermisch isolierenden Kunststoffkappe bedeckt wird und
somit keine Luftströmung am Prüfkörper zustande kommt. Die thermisch isolierende Kappe
verringert zudem die Wärmeübertragung vom Prüfkörper an die Umgebungsluft, sodass im vor-
liegenden Fall insbesondere für kurze Zeiten ∆Tv von einem adiabatischen Erwärmungsvorgang
ausgegangen werden kann, bei dem der Wärmetransport des Systems auf die Wärmeleitung
innerhalb des Prüfkörpers begrenzt wird, welche aus der einseitigen Wärmezufuhr und dem
daraus resultierenden inneren Temperaturgradienten folgt.

Nichtsdestotrotz stellt die Wärmeleitung innerhalb des Prüfkörpers die Quelle zweier metho-
discher Fehler dar, die mit der Messung der Oberflächentemperatur einhergehen und deren
Einfluss zwar verringert, aber nicht gänzlich behoben werden kann:

1. Da die Wärmeleitung simultan mit dem Zustandekommen des Temperaturgradienten
einsetzt und somit auch simultan Wärme in den Prüfkörper hinein abfließt, wird die mittels
Gleichung (3.48) bzw. (3.49) bestimmte Verlustdichte, die sich aus der Messung des
Temperaturhubs an der Oberfläche ergibt, in jedem Fall zu klein berechnet. Der Einfluss
kann durch kurze Zeiten ∆Tv, einen möglichst rechteckförmigen Leistungs-Zeitverlauf
sowie hohe Abtastfrequenzen und hohe Genauigkeiten der Temperatursensoren verringert
werden.

2. Nach Gleichung (3.48) bzw. (3.49) wird zunächst nur eine Verlustdichte bestimmt. Ei-
ne Bestimmung des Absolutbetrags der Verlustleistung ist jedoch nicht trivial, da die
spezifische Wärmekapazität cw eine Zustandsgröße darstellt und insbesondere lokal von
der Temperatur abhängig ist. Eine Multiplikation der nach Gleichung (3.48) bzw. (3.49)
bestimmten Verlustdichte mit der Masse m2 des Prüfkörpers wäre somit grob falsch.

Ein möglicher Lösungsansatz könnte die Identifikation einer „Ersatz-Wärmekapazität“ oder
eines „Ersatz-Volumens“ V2,ers darstellen, innerhalb dessen alle Zustandsgrößen und die nach
Gleichung (3.48) bzw. (3.49) bestimmte Verlustdichte als konstant angenommen werden. Im
vorliegenden Fall der Prüfkörper mit konstanter Dichte ρ2 und der dem Stator zugewand-
ten Oberfläche Ao = l2 ·b2 wäre die Berechnung des Absolutbetrags der Verlustleistung also
ausschließlich von der Wahl der „Ersatz-Tiefe“ h2,ers mit

Pv,2 = pv,2 ·ρ2 ·V2,ers = pv,2 ·ρ2 · l2 ·b2︸ ︷︷ ︸
konst.

·h2,ers (3.50)

abhängig.
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Zur Identifikation von h2,ers drängt sich die Frage auf, mit welcher Geschwindigkeit sich die
Wärme innerhalb eines Mediums ausbreitet. Die Antwort beinhaltet wiederum die Lösung einer
Diffusionsgleichung gemäß Gleichung (3.10), die im Fall eindimensionaler Wärmeleitung zu

∂ϑ(x,t)
∂ t

= ath ·
∂ 2ϑ(x,t)

∂x2 (3.51)

definiert werden kann [112]. Dabei beschreibt ath die sog. Temperaturleitfähigkeit

ath =
κth

cw ·ρ
, (3.52)

die sich aus der Wärmeleitfähigkeit κth, der spezifischen Wärmekapazität cw und der Dichte
ρ ermitteln lässt und die somit streng genommen ebenfalls eine Zustandsgröße darstellt. Im
vorliegenden Fall der einseitigen Zufuhr konstanter Leistung an der Prüfkörperoberfläche ist die
Randbedingung 2. Art, die einen konstanten Wärmestrom

q̇ = pv = konst. (3.53)

an der Oberfläche beschreibt, zu wählen. Die Lösung der Wärmeleitungsgleichung ergibt sich
nach [113] dann zu

ϑ(x,t) = ϑ0 +
2pv
√

ath · t/π

κth
· e
− x

2
√

ath·t − pv · x
κth
·
(

1− erf
(

x
2
√

ath · t

))
, (3.54)

wobei „erf“ die Gaußsche Fehlerfunktion beschreibt. Die Temperaturentwicklung für
ath = 6,94 ·10−6m2/s, ϑ0 = 20◦C und pv = 2kW/kg ist in Abb. 3.26 links dargestellt. Ent-
scheidend für den Zusammenhang zwischen der eingeprägten Verlustleistung bzw. dem Wärme-

Abbildung 3.26: Darstellung der Lösung der eindimensionalen Wärmeleitungsgleichung;
links: Temperaturerhöhung in Abhängigkeit von der Strecke in x-Richtung gemäß
Abb. 3.1 und von der Zeit und
rechts: Darstellung der Eindringgeschwindigkeit der Wärme
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strom und der Oberflächentemperatur ist die sog. thermische Zeitkonstante

ξ =
x

2
√

ath · t
, (3.55)

die sowohl das Argument des Exponentialterms als auch das der Gaußschen Fehlerfunktion in
Gleichung (3.54) ist. In Abb. 3.26 rechts ist nun der Zusammenhang x = 2

√
ath · t dargestellt.

Mithilfe von x, also dem Weg, den die Wärme in einer bestimmten Zeit zurücklegt, kann
eine Abschätzung für die gesuchte Höhe h2,ers erfolgen. Auf diesem Weg kann letztlich die
Verlustleistung auch über die Messung der Änderung der Oberflächentemperatur bestimmt
werden.

3.4.3 Diskussion der Messergebnisse

Im diesem Abschnitt werden die am Linearprüfstand gewonnenen Messergebnisse vorgestellt
und diskutiert. Bevor auf die Unterschiede zwischen der Eisen-Silizium- und der Eisen-Kobalt-
Legierung eingegangen wird, erfolgt die Darstellung der Ergebnisse zur Untersuchung der
unterschiedlichen Schlitzmuster.

3.4.3.1 Untersuchung unterschiedlicher Schlitzmuster

Für die messtechnische Untersuchung standen die in Tab. 3.2 aufgelisteten Prüfkörper (Abk.: Pk)
zur Verfügung. Da die Schlitze des als „quer geschlitzt“ bezeichneten Pk2 im Winkel γschl = 90◦

zur Ausbreitungsrichtung des Wanderfelds stehen, entspricht diese Anordnung, übertragen auf
eine drehende elektrische Maschine, der Schlitzung in axialer Richtung. Analog dazu entspricht
der „längs geschlitzte“ Pk3 der Schlitzung in Umfangsrichtung mit γschl = 0◦. Die Prüfkörper
Pk2 bis Pk5 wurden mit Schlitzmustern versehen, wobei die Anzahl der Schlitze in jeweils drei
Stufen gemäß Tab. 3.3 erhöht wurde. In Abb. A.4 sind einmal beispielhaft der längs geschlitzte
Pk3 der 2. Stufe und der kombiniert längs-quer geschlitzte Pk5 der 3. Stufe gezeigt.

Tabelle 3.2: Material, Eigenschaften und Schlitzmuster der untersuchten Prüfkörper

Werkstoff Nachbehandlung Bez. Schlitzmuster γschl

FeSi2,9 2,0 Std. 900 ◦C

Pk1 ungeschlitzt, Referenzprüfkörper -
Pk2 quer geschlitzt 90◦

Pk3 längs geschlitzt 0◦

Pk4 schräg geschlitzt 45◦

Pk5 kombiniert längs-quer geschlitzt 0◦ & 90◦

FeCo50
2,0 Std. 1100 ◦C Pk6 ungeschlitzt -
1,5 Std. 800 ◦C Pk7 ungeschlitzt -

4,5 Std. 1100 ◦C Pk8 ungeschlitzt -
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Tabelle 3.3: Definition der Schlitzmuster der Prüfkörper Pk2 bis Pk5

Stufe ztang z′tang zax z′ax zschr z′schr

Pk2
1 - - 6 1 - -
2 - - 11 1,83 - -
3 - - 23 3,83 - -

Pk3
1 1 0,33 - - - -
2 3 1,00 - - - -
3 7 2,33 - - - -

Pk4
1 - - - - 6 1
2 - - - - 12 2
3 - - - - 24 4

Pk5
1 1 0,33 6 1 - -
2 3 1,00 11 1,83 - -
3 7 2,33 23 3,83 - -

(a) längs geschlitzter Prüfkörper (b) längs-quer geschlitzter Prüfkörper

Abbildung 3.27: Prüfkörper (a) Pk3, 2. Stufe, und (b) Pk5, 3. Stufe

In Abb. 3.28 links ist zunächst die messtechnisch und mit Gleichung (3.48) bestimmte Ober-
flächenverlustdichte des Referenzprüfkörpers Pk1 in Abhängigkeit von der Speisefrequenz
f1 gezeigt. Wie bereits in Abschnitt 3.4.2 dargestellt, ist das Ergebnis der gewählten Mess-
methodik zunächst eine (hier: gravimetrische) Verlustleistungsdichte. Die Bestimmung der
Verlustleistung erfolgt erst im späteren Verlauf dieses Abschnitts durch die Auswertung der
aufgenommenen Wirkleistung. Die Luftspaltflussdichte wurde durch Nachführen von Î1 im
gesamten Frequenzbereich konstant gehalten (Abweichung

∣∣(B̂− B̂ref
)
/B̂ref

∣∣< 3%), um der
Felddämpfung entgegenzuwirken (s. Abb. 3.28 rechts). Weiterhin ist in Abb. 3.28 links eine
Regressionskurve zu sehen und in Abb. 3.28 rechts eine Interpolationskurve. Alle im Folgenden
gezeigten Regressionskurven wurden mithilfe der Methode der kleinsten Quadrate erzeugt. Für
die Abhängigkeit der Verlustdichte von der Flussdichte bzw. von der Frequenz wurde dazu der
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Abbildung 3.28: links: Messtechnisch und mittels Gleichung (3.48) bestimmte Verlustleistungs-
dichte des Referenzprüfkörpers Pk1 und
rechts: Auswirkung der Felddämpfung auf die Flussdichte

Modellansatz einer Potenzfunktion gemäß

p( f1) = a1 · f a2
1 mit B̂p = konst. , (3.56)

p(B̂p) = a3 · B̂a4
p mit f1 = konst. (3.57)

gewählt, wobei a1...a4 ∈ R hier die Parameter der Potenzfunktion darstellen. Die Güte der
Regressionskurve wird dabei standardmäßig mit dem Bestimmtheitsmaß R2 angegeben, das
beispielsweise im Fall von Abb. 3.28 links R2 = 99,79% beträgt, sodass eine gute Übereinstim-
mung mit der gewählten Modellfunktion bestätigt werden kann. Steht nicht der funktionale
Zusammenhang im Vordergrund oder stehen nur wenige Messwerte zur Verfügung, werden im
Folgenden anstatt der Regressionskurven Interpolationskurven dargestellt, welche mithilfe von
Splinefunktionen gewonnen wurden [114].

In Abb. 3.29 sind die Ergebnisse nach Gleichung (3.56) für die Prüfkörper Pk1 bis Pk5 der
Messreihe p( f1) dargestellt. Wie erwartet zeigt sich, dass eine Querschlitzung tendenziell
zu einer Erhöhung der Verlustdichte und eine Längsschlitzung zu einer Verringerung der
Verlustdichte führt. Eine Diagonal- oder kombinierte Längs-quer-Schlitzung führt zu einer
Oberflächenverlustdichte, die zwar geringer im Vergleich zur Querschlitzung, jedoch höher
im Vergleich zur Längsschlitzung ist. Wie zuvor simulativ prognostiziert, entspricht dies der
Vorstellung, dass sich die Effekte reiner Längs- und Querschlitzung überlagern. Da bei Pk4
und Pk5 offenbar der Effekt der Verlustverringerung gegenüber der Verlusterhöhung überwiegt,
stellt sich im Vergleich zum Referenzprüfkörper ebenfalls eine Verlustverringerung ein. Die
geringste Verlustdichte weist jedoch in jedem Fall der rein längs geschlitzte Pk3 und die höchste
Verlustdichte der rein quer geschlitzte Pk2 auf.

Die Parameter a1 und a2 sowie die R2-Werte der Regressionskurven aus Abb. 3.29 sind in Tab.
3.4 gezeigt. In allen Fällen wurde ein Bestimmtheitsmaß von R2 > 99% erreicht, sodass fest-
gestellt werden kann, dass die Regressionskurven den messtechnisch ermittelten funktionalen
Zusammenhang sehr gut approximieren.
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Abbildung 3.29: Messtechnisch erfasste Oberflächenverlustdichte in Abhängigkeit von f1 und mit
B̂ = 0,1T = konst.; oben: Stufe 1, mitte. Stufe 2, unten: Stufe 3
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Tabelle 3.4: Parameter a1, a2 und R2 der Regressionskurven der Messreihe p( f1) nach Gleichung
(3.56)

Stufe a1 a2 R2

Pk1 - 5,52 ·10−3 1,60 99,79%

Pk2
1 1,11 ·10−3 1,84 99,99%
2 1,83 ·10−3 1,78 99,95%
3 0,29 ·10−3 2,01 99,90%

Pk3
1 2,57 ·10−3 1,67 99,24%
2 6,86 ·10−3 1,47 99,73%
3 0,19 ·10−3 1,89 99,91%

Pk4
1 3,21 ·10−3 1,65 99,94%
2 0,70 ·10−3 1,83 99,79%
3 0,83 ·10−3 1,80 99,97%

Pk5
1 0,78 ·10−3 1,86 99,99%
2 2,73 ·10−3 1,62 99,70%
3 0,34 ·10−3 1,83 99,10%

Weiterhin fällt auf, dass der Exponent von f1 fast ausnahmslos im Bereich 1,66 < a2 < 1,82
(95%-Konfidenzintervall) liegt. Sein Erwartungswert liegt bei a2 = 1,74 und somit zwischen
dem Wert, den der Exponent der klassischen Wirbelstromverluste aufweist (a2,klass = 2), und
dem Wert, der sich aus der analytischen Vorausberechnung der Oberflächenverluste nach (3.29)
ergibt (a2,ana = 1,5).

Die Abhängigkeit der Verlustdichte von der Schlitzstufe bei f1 = 3000Hz und B̂ = 0,1T ist in
Abb. 3.30 dargestellt. Auffällig ist, dass zusätzliche Längsschlitze in den Stufen 2 und 3 die

Abbildung 3.30: Darstellung der relativen Verlustdichte p/pref bei f1 = 3000Hz und B̂ = 0,1T in
Abhängigkeit von der Schlitzstufe
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gemessene Verlustdichte weiterhin deutlich reduzieren, wohingegen zusätzliche Querschlitze
lediglich eine im Verhältnis geringere Verlusterhöhung mit sich bringen. Demnach wurde im
Fall von Längsschlitzung in der 3. Stufe eine Verlustreduktion von ca. −64% (1. Stufe: −23%)
erreicht. Eine Querschlitzung führte in der 3. Stufe wiederum zu einer Verlusterhöhung von ca.
+49% (1. Stufe: +40%). Lediglich im Fall des kombiniert längs-quer-geschlitzten Pk5 kann
keine eindeutige Tendenz festgestellt werden, da mit Erhöhung der Schlitzzahl zunächst eine
Erhöhung und ab Stufe 2 eine Reduktion der gemessenen Verlustdichte beobachtet wurde.

Weiterhin wurde die Abhängigkeit der Verlustdichte von der Flussdichte p(B̂p) gemäß Glei-
chung (3.57) bei f1 = 300Hz und bei f1 = 3000Hz untersucht. Die Flussdichte wurde dabei
in beiden Fällen schrittweise bis auf B̂p,max = 0,1T erhöht. Die stärkere Ausprägung der Wir-
belstromeffekte bei der Messreihe mit f1 = 3000Hz und die damit verbundenen größeren
Temperaturhübe führen zu einer Verringerung der Messunsicherheit. Daher sind in Abb. A.3
nur die Ergebnisse für f1 = 3000Hz gezeigt und die vollständigen Messdaten der Messreihe
mit f1 = 300Hz dem Anhang zu entnehmen. Analog zu den zuvor getätigten Beobachtungen
wird die Verlustdichte ebenfalls mittels einer Längs- oder einer Diagonalschlitzung reduziert
und mittels einer Querschlitzung erhöht. Die Tendenzen können also auch für die Messreihe
p(B̂p) gemäß Gleichung (3.57) bestätigt werden.

Die Parameter a3, a4 und R2 aller Regressionskurven für f1 = 300Hz und f1 = 3000Hz sind in
Tab. 3.5 gegenübergestellt. Wiederum beträgt das Bestimmtheitsmaß aller Regressionskurven
R2 > 99%, sodass auch hier eine sehr gute Beschreibung der Messwerte mittels der Potenzfunk-

Tabelle 3.5: Parameter a3, a4 und R2 der Regressionskurven der Messreihe p(B̂p) gem. Gleichung
(3.57)

f1 = 300Hz f1 = 3000Hz
Stufe a3 a4 R2 a3 a4 R2

Pk1 - 6,08 ·103 2,24 99,89% 0,63 ·106 2,53 99,96%

Pk2
1 5,33 ·103 2,15 99,85% 0,73 ·106 2,45 99,98%
2 2,90 ·103 1,83 99,96% 0,47 ·106 2,24 99,71%
3 3,42 ·103 1,92 99,55% 1,06 ·106 2,59 99,96%

Pk3
1 3,22 ·103 2,08 99,77% 0,33 ·106 2,37 99,85%
2 3,84 ·103 2,22 99,86% 0,22 ·106 2,44 99,99%
3 2,03 ·103 2,08 99,58% 0,15 ·106 2,36 99,95%

Pk4
1 3,93 ·103 2,04 99,58% 0,34 ·106 2,33 99,97%
2 5,31 ·103 2,26 99,54% 0,37 ·106 2,40 99,99%
3 3,00 ·103 2,07 99,69% 0,29 ·106 2,32 99,99%

Pk5
1 2,60 ·103 1,89 99,80% 0,47 ·106 2,39 99,99%
2 1,81 ·103 1,97 99,22% 0,15 ·106 2,13 99,79%
3 1,32 ·103 1,90 99,93% 0,16 ·106 2,33 99,78%
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Abbildung 3.31: Messtechnisch erfasste Oberflächenverlustdichte in Abhängigkeit von B̂ und bei
f1 = 3000Hz = konst.; oben: Stufe 1, mitte. Stufe 2, unten: Stufe 3
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tion bestätigt werden kann. Der Erwartungswert des Exponenten der Flussdichte liegt im Fall der
Messreihe p

(
B̂p, f1 = 300Hz

)
bei a4 = 2,08 (95%-Konfidenzintervall: a4 = [1,99;2,16]) und

im Fall der Messreihe p
(
B̂p, f1 = 3000Hz

)
bei a4 = 2,40 (95%-Konfidenzintervall:

a4 = [2,33;2,46]), sodass die Beschreibung der Wirbelstromverluste mit dem klassischen An-
satz bzw. mit der analytischen Vorausberechnung der Oberflächenverluste nach Gleichung (3.29)
mit a4,klass = a4,ana = 2,0 insbesondere für höhere Frequenzen nur bedingt bestätigt werden
kann.

Auffällig ist, dass in Stufe 3 die messtechnisch erfasste Verlustreduktion im Fall der kombi-
nierten Längs-quer-Schlitzung im Bereich derer des längs geschlitzten Prüfkörpers liegt. Dies
ist mit dem vorgestellten Verlustmodell insofern nicht vereinbar, da der längs-quer geschlitzte
Prüfkörper Pk5 stets genauso viele (verlustreduzierende) Längsschlitze enthielt wie der rein
längs geschlitzte Prüfkörper Pk3 und zusätzlich noch (verlusterhöhende) Querschlitze aufwies.
Erklärt werden kann diese Beobachtung jedoch dadurch, dass die Verlusterhöhung durch Quer-
schlitze mithilfe der gewählten Messmethode ggf. nicht vollständig erfasst wird. Dies kann,
zusammen mit den in Abschnitt 3.4.2 vorgestellten methodischen Fehlern, durch die zwei
folgenden Erklärungen begründet werden.

a) Die endliche Ausdehnung der Schlitze
Die endliche Ausdehnung der Schlitze führt zu einer Reduktion der dem Stator zugewandten
Prüfkörperoberfläche und somit auch zu einer Reduktion des Prüfkörpervolumens. Abbildung
3.32 links zeigt die Reduktion der Prüfkörperoberfläche in Abhängigkeit von der Stufe der
Schlitzung. Durch die Verringerung der Oberfläche wird der effektive magnetische Luftspalt
erhöht, was üblicherweise mithilfe des Carter-Faktors nach [108] bzw. [115] angegeben wird.
Die Carter-Faktoren für die verwendete Versuchsanordnung lassen sich gemäß

kc =
a1

a2 +1
· 1

a1
a2+1 −

2δ

π

[
a3
δ

arctan
( a3

2δ

)
− ln

(
1+
( a3

2δ

)2
)] (3.58)

Abbildung 3.32: links: Abhängigkeit der Prüfkörperoberflächen von der Schlitzstufe, und
rechts: Abhängigkeit des Carter-Faktors von der Schlitzstufe
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berechnen, wobei für die quer geschlitzten Prüfkörper Pk2

(a1, a2, a3) = (lPk, zax, lax) , (3.59)

für die längs geschlitzten Prüfkörper Pk3

(a1, a2, a3) =
(
bPk, ztang, btang

)
, (3.60)

und für die diagonal geschlitzten Prüfkörper Pk4

(a1, a2, a3) =
(

bPk, zschr,
√

2btang

)
(3.61)

einzusetzen ist. Die Carter-Faktoren der längs-quer geschlitzten Prüfkörper werden mit

kc,Pk5 = kc,Pk2 · kc,Pk3 (3.62)

bestimmt. Die Carter-Faktoren in Abhängigkeit von der Schlitzstufe sind in Abb. 3.32 rechts
gezeigt. Durch die Verringerung der dem Stator zugewandten Prüfkörperoberfläche verlagert
sich scheinbar der Ort der Verlustentstehung auf eine tiefere Ebene innerhalb des Prüfkörpers,
was direkt auf den zweiten Punkt führt:

b) Der Ort der Verlustmessung
Die Messung des Temperaturhubs erfolgt mit zunehmender Anzahl der Schlitze nicht mehr
direkt am Ort der Verlustentstehung. Dies ist gleichbedeutend mit dem in Abschnitt 3.4.2
beschriebenen 1. methodischen Fehler. Obgleich von einer nahezu sprungartig zugeschalte-
ten Verlustleistung, die gleichmäßig über die dem Stator zugewandten Prüfkörperoberfläche
eingespeist wird, ausgegangen werden kann, wird die Wahl des Messorts mit zunehmender
Zahl insbesondere quer orientierter Schlitze zunehmend wichtiger. Im Extremfall einer vielfach
längs-quer geschlitzten Oberfläche, wie in Abb. 3.33 gezeigt, verlagert sich die Region, in der
die Verlustleistung entsteht, auf die Ebene der Schlitztiefe. In diesem Fall ergibt eine Messung
an der Oberfläche eine zu geringe Verlustdichte, was den verringerten Einfluss der Querschlitze
erklären könnte.

Abbildung 3.33: Qualitative Wirbelstromdichteverteilung einer kombiniert längs-quer geschlitzten
Oberfläche; gezeigt ist die Schnittansicht eines Modells mit p = 16, B̂p = 0,15T,
f1 = 300Hz, lfe/τp = 6,13 und k3D = 3,27
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Abbildung 3.34: Leistungsbilanz der Prüfkörper in der 3. Stufe und bei f1 = 3000Hz und B̂ = 0,1T

Verdeutlicht wird dies bei Betrachtung der dem Prüfstand zugeführten Leistung, die zum Aufbau
einer Hauptwelle mit B̂p = 0,1T und f1 = 3000Hz nötig ist. Abbildung 3.34 zeigt den Vergleich
der jeweils in 3. Stufe geschlitzten Prüfkörper, wobei die Scheinleistung des ungeschlitzten
Prüfkörpers Pk1 als Referenzwert dient. Es zeigt sich, dass im Fall von Pk2 jeweils die höchste
und im Fall von Pk3 jeweils die geringste Blind- und Wirkleistung zugeführt wird. Abbildung
3.35 zeigt analog dazu die Wirkleistungsbilanz, wobei die Stator-Stromwärmeverluste Pvw,1
gemäß Gleichung (3.44) und die Stator-Ummagnetisierungsverluste Pvu,1 gemäß Gleichung
(3.45) bestimmt wurden. Es ist anzumerken, dass auch die Erfassung der zugeführten Leistung
sowie die Berechnung der Wirkleistungsbilanz einer gewissen Unsicherheit (z.B. der Messunsi-
cherheit des Leistungsmessgeräts) unterliegt. Nichtsdestotrotz zeigt sich im vorliegenden Fall,

Abbildung 3.35: Wirkleistungsbilanz der Prüfkörper in der 3. Stufe und bei f1 = 3000Hz und
B̂ = 0,1T
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dass die Ummagnetisierungsverluste Pvu,2 des kombiniert längs-quer geschlitzten Prüfkörpers
Pk5 größer sind als die des rein längs geschlitzten Prüfkörpers Pk3 und somit nach wie vor eine
Längsschlitzung als bestmögliche Schlitzform empfohlen wird.

3.4.3.2 Vergleich von FeSi2,9 und FeCo50

Die Prüfkörper Pk6, Pk7 und Pk8 bestehen aus der Eisen-Kobalt-Legierung FeCo50. Sie
wurden unterschiedlichen thermischen Nachbehandlungen unterzogen (s. Tab. 3.2) und ebenfalls
messtechnisch untersucht. Die Ergebnisse sind in Abb. 3.36 und Tab. 3.6 dargestellt. Die

Abbildung 3.36: Messtechnisch erfasste Oberflächenverlustdichte
links: in Abhängigkeit von f1 und mit B̂ = 0,1T = konst. und
rechts: bezogen auf pref = pPk1

Tabelle 3.6: Parameter a1, a2 und R2 der Regressionskurven der Messreihe p( f1) nach Gleichung
(3.56)

a1 a2 R2

Pk1 5,52 ·10−3 1,60 99,79%

Pk6 69,7 ·10−3 1,40 99,77%

Pk7 72,4 ·10−3 1,39 99,33%

Pk8 37,1 ·10−3 1,47 99,91%

Regressionskurven zeigen mit R2 > 99% eine sehr gute Annäherung an die Messwerte. Der
Exponent der Frequenz konnte für die FeCo50-Legierungen zu a2 = 1,39...1,47 ermittelt
werden. Weiterhin ist zu erkennen, dass sich für alle Eisen-Kobalt-Prüfkörper mit steigender
Frequenz eine Verlusterhöhung um 2,3...2,5 · pref einstellt, wohingegen für f1 < 1,5kHz die
Verlusterhöhung mit bis zu 5,0 · pref sogar noch höher ist. Die Verlusterhöhung, auch in diesem
Maße, entspricht den Erwartungen und kann in erster Linie durch den signifikant verringerten
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spezifischen elektrischen Widerstand von FeCo50 im Vergleich zu FeSi2,9 erklärt werden. Wie
z.B. in [33] veröffentlicht, kann der spezifische elektrische Widerstand durch Zugabe von bis zu
4% Vanadium um ein Vielfaches erhöht werden, ohne die weichmagnetischen Eigenschaften
und die Verarbeitbarkeit signifikant negativ zu beeinflussen. Im Vergleich der unterschiedlichen
Wärmenachbehandlungen zeigt sich, dass eine Verlängerung der Haltedauer von 2 Std. (Pk6)
auf 4,5 Std. (Pk8) bei 1100◦C eine Verringerung der Verlustleistungsdichte zur Folge hat. Der
gleiche Effekt kann im Vergleich von Pk6 und Pk7 beobachtet werden, wobei in dem Fall
sowohl die Haltedauer als auch die Temperatur unterschiedlich waren.

3.4.4 Zusammenfassung der Messergebnisse

Nach einer kurzen Beschreibung des Prüfaufbaus in Abschnitt 3.4.1 wurde in Abschnitt 3.4.2
eine Methode zur messtechnischen Untersuchung von Oberflächenverlusten vorgestellt und
die Ergebnisse der Messungen in Abschnitt 3.4.3 diskutiert. Es ist festzuhalten, dass sowohl
die qualitative und als auch die quantitative Erfassung von Oberflächenverlusten mithilfe der
vorgestellten Methode möglich ist.

Bei der Untersuchung unterschiedlicher Schlitzmuster und deren Einfluss auf die Oberflä-
chenverluste stellte sich heraus, dass eine Schlitzung in Umfangsrichtung mit 2,33 Schlitzen
pro Zentimeter axiale Maschinenlänge eine Verlustreduktion von −64% bewirkte. Axial oder
schräg orientierte Schlitze führten stets zu einer Erhöhung der Wirbelstromverluste im Vergleich
zur reinen Schlitzung in Umfangsrichtung. Um die Vergrößerung des magnetisch wirksamen
Luftspalts durch Schlitzung möglichst gering zu halten, wird weiterhin empfohlen, die Breite der
Schlitze bzw. das Spaltmaß zwischen den Schlitzwänden so gering wie möglich auszuführen.

Die Untersuchung von FeCo50 zeigte die erwartete Erhöhung der Oberflächenverluste im
Vergleich zu FeSi2,9, wobei die Verlustdichte insbesondere für höhere Frequenzen nicht in
dem Maße anstieg, wie es das Verhältnis der elektrischen Leitfähigkeiten hätte erwarten lassen.
Weiterhin konnte gezeigt werden, dass die thermische Nachbehandlung der Prüfkörper ebenfalls
einen Einfluss auf die Verlustdichte hat. So hatte im vorliegenden Fall eine Verlängerung der
Haltedauer eine Verringerung der Oberflächenverluste zur Folge.
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4 Technische Wirkung von Oberfeldern in
PM-Synchronmaschinen

Im Folgenden wird zunächst ein kurzer Überblick über die Drehfeldtheorie gegeben, um
daraus die technische Wirkung der wichtigsten Oberfelder im Luftspalt von PMSMs abzuleiten.
Der Großteil der in den folgenden Abschnitten dargestellten Zusammenhänge ist dabei der
einschlägigen Literatur [3, 116, 117, 118] entnommen. Darauf aufbauend schließt sich die
Darstellung der Schrägung bzw. Staffelung an und es werden die gängigen Möglichkeiten der
Kraft- bzw. Drehmomentberechnung in PMSMs erläutert.

4.1 Feldspektrum von PMSM

4.1.1 Allgemeine Betrachtung

Gemäß der Drehfeldtheorie nach [3] bzw. [116] können der Strombelag, der magnetische
Leitwert, die magnetische Spannung und die magnetische Flussdichte im Luftspalt von elek-
trischen Maschinen mithilfe der Fourier-Zerlegung als unendliche Summe von Drehwellen
dargestellt werden. In permanenterregten Synchronmaschinen überlagert sich die magnetische
Spannung aufgrund des Strombelags der Statorwicklung mit der durch die Permanentmagnete
erzeugten magnetischen Spannung. Der zeitabhängige Strombelag mit den Ordnungszahlen
bzw. Polpaarzahlen µ ′ wird demnach im statorfesten Bezugssystem beschrieben durch

A
(
γ
′, t
)
=−∑

µ ′
Âµ ′ · sin

(
µ
′
γ
′−ωµ ′t +ϕµ ′

)
, (4.1)

wobei γ ′ die Statorumfangskoordinate, ω die Kreisfrequenz und ϕ den Phasenwinkel beschrei-
ben. Daraus lässt sich die magnetische Spannungsverteilung im Luftspalt mittels

V
(
γ
′, t
)
=
∫

A
(
γ
′, t
)
·Rdγ

′ = ∑
µ ′

V̂µ ′ · cos
(
µ
′
γ
′−ωµ ′t +ϕµ ′

)
(4.2)
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ermitteln. Die Fourierreihe des zeitabhängigen magnetischen Leitwerts entlang des Luftspalts
mit den Ordnungszahlen ε ′ wird mit

λ
(
γ
′, t
)
= λ0 +∑

ε ′
λ̂ε ′ · cos

(
ε
′
γ
′−ωε ′t +ϕε ′

)
(4.3)

beschrieben. Als Produkt aus der magnetischen Spannungsverteilung und der räumlichen
Schwankung des Luftspaltleitwerts ergibt sich schließlich das Spektrum der magnetischen
Luftspaltflussdichte zu

B
(
γ
′, t
)
=V

(
γ
′, t
)
·λ
(
γ
′, t
)
= ∑

ν ′
B̂ν ′ · cos

(
ν
′
γ
′−ων ′t +ϕν ′

)
, (4.4)

das sowohl die Ordnungszahlen ν ′ = µ ′ als auch die Ordnungszahlen ν ′ = µ ′± ε ′ enthält.

4.1.2 Technisch relevante Feldkomponenten

Technisch relevant ist in erster Linie das Hauptfeld der Grundschwingung des Statorstroms
mit

ν
′ = p ∧ ων ′ = ω1 , (4.5)

das aus der Überlagerung der von den Permanentmagneten erzeugten Hauptwelle des Rotorfelds
und der Hauptwelle des Statorstrombelags entsteht. Weiterhin treten die Wicklungsoberfelder
der Grundschwingung des Statorstroms mit den Ordnungszahlen

ν
′ = p

(
1+

2m
n
·g1

)
∀ g1 ∈ Z\{0} ∧ ων ′ = ω1 (4.6)

auf, die aus der Erregung der Strombelagsoberwellen über den konstanten Teil des magnetischen
Leitwerts λ0 stammen. Die Variable n beschreibt dabei den Nenner der Lochzahl q = z/n und m
die Strangzahl. Besonders ausgeprägt sind die darin enthaltenen nutharmonischen Oberfelder
mit

ν
′ = p+N1 ·g1 ∧ ων ′ = ω1 . (4.7)

Durch die Leitwertschwankung aufgrund der Nutung des Stators treten zudem ausgeprägte
Nutungsoberwellen mit

ν
′ = p+N1 ·g1 ∧ ων ′ = ω1 (4.8)

auf, die sich im Belastungsfall mit den nutharmonischen Feldern nach Gleichung (4.7) überla-
gern. Im Fall nicht-sinusförmiger Statorströme treten analog zur Grundschwingung zusätzliche
Haupt- und Oberfelder der Stromoberschwingungen mit

ν
′ = p

(
1+

2m
n
·g2

)
∀ g2 ∈ Z ∧ ων ′ = 2π · fν ′ = 2π ·ns · f1 (4.9)

auf, die die Kreisfrequenzen der jeweiligen Oberschwingung besitzen, wobei ns die Ordnungs-
zahl der Stromoberschwingung darstellt. Oft können die Oberfelder der Stromoberschwing-
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ungen aufgrund ihrer sehr geringen Amplitude und ihrer damit sehr geringen technischen
Wirkung vernachlässigt werden. Die Feldkomponenten, die sich aus der Permanenterregung
und der rotorseitigen Leitwertschwankung entlang des Umfangs ergeben, werden unterteilt in
das Rotorhauptfeld mit

ν
′ = p ∧ ων ′ = ω1 (4.10)

und die Rotoroberfelder mit

ν
′ = p(1+2 ·g3) ∀ g3 ∈ N ∧ ων ′ =

ν ′

p
ω1 . (4.11)

In Abhängigkeit vom Sättigungszustand der Maschine treten weiterhin Sättigungsoberfelder
mit

ν
′ = p(1+2 ·g3) ∧ ων ′ =

ν ′

p
ω1 (4.12)

auf, von denen in erster Linie das Sättigungsgrundfeld mit ν ′ = 3p technisch relevant ist.
Insbesondere im Fall kleiner Servomotoren mit Luftspaltweiten im Bereich weniger Zehntelmil-
limeter können ausgeprägte Exzentrizitätsgrundfelder der Hauptwelle mit

ν
′ = p±1 ∧ ων ′ = ω1±Ωex (4.13)

und der Winkelgeschwindigkeit der Exzentrizität Ωex auftreten. Im Falle statischer Exzentrizität
ist Ωex = 0 und im Fall dynamischer Exzentrizität Ωex = ω1/p. Durch die kleinen Luftspalt-
weiten in Servomotoren fallen Maßabweichungen der Produktion oder der Montage deutlich
stärker ins Gewicht als bei elektrisch erregten Synchronmaschinen mit im Vergleich deutlich
größeren Luftspaltweiten. Letztlich werden auch im Fall additiv gefertigter Rotoraktivteile, wel-
che aus einem einzigen, elektrisch leitfähigen Werkstoff bestehen, zusätzliche Restfelder des
Rotors erwartet, die aufgrund der Abdämpfung von nicht synchron mit dem Rotor umlaufenden
Feldwellen auftreten.

4.1.3 Luftspaltfelder aus Rotorsicht

Jede Feldwelle hat relativ zum Stator die Winkelgeschwindigkeit

d
dt

γ
′
1 =

ων ′

ν ′
. (4.14)

Aus Sicht des mit der Drehzahl n rotierenden Rotors kann eine Feldwelle mithilfe der bekannten
Umrechnung von Stator- in Rotorkoordinaten gemäß

γ
′
1 = γ

′
2 +2πn · t +ϕ0 (4.15)

beschrieben werden, wobei ϕ0 die Anfangslage der Rotorkoordinate zum Zeitpunkt t = 0
darstellt. Die Anfangslage der Rotorkoordinate hängt bei Festlegung der Statorspannung als
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Bezugszeiger vom Lastwinkel γp gemäß

ϕ0 =
γp−π/2

p
(4.16)

ab. Wird Gleichung (4.15) in (4.4) eingesetzt, lassen sich Feldwellen aus der Sicht des mit der
Drehzahl n rotierenden Rotors beschreiben mit

B
(
γ
′
2, t
)
= B̂ν ′ · cos

(
ν
′
γ
′
2−2π

(
fν ′−ν

′n
)

t−
(
ϕν ′−ν

′
ϕ0
))

. (4.17)

Daraus ergeben sich aus Rotorsicht die Induktionsfrequenzen

f2ν ′ = fν ′−ν
′n = fν ′−

ν ′ f1

p
= f1

(
ns−

ν ′

p

)
(4.18)

bzw. die Winkelgeschwindigkeiten

d
dt

γ
′
2 = 2π

(
fν ′

ν ′
− f1

p

)
. (4.19)

So induzieren insbesondere die Wicklungsfelder der Grundschwingung des Statorstroms mit
fν ′ = f1 aus Rotorsicht mit den Frequenzen

f2ν ′ = f1

(
1− ν ′

p

)
= f1 · [0;±6;±12;±18; ...] . (4.20)

Die von den Stromoberschwingungen erzeugten Hauptfelder ν ′ = p induzieren aus Statorsicht
mit

fν ′ = ns · f1 (4.21)

und aus Rotorsicht mit
f2ν ′ = f1 (ns−1) . (4.22)

Ist die Oberfläche des Rotors elektrisch leitfähig bzw. sind die elektrisch leitfähigen Abschnitte
nicht durch eine Blechung o.Ä. voneinander isoliert, induzieren alle asynchron zum Rotor
umlaufenden Feldwellen Spannungen, die parasitäre Ströme zur Folge haben. Jede Feldkompo-
nente induziert in diesem Fall also eine (Wirbel-)Stromkomponente, deren rückwirkende Felder
wiederum dämpfend wirken. Nach [117] wird die Berechnung ebensolcher Effekte mithilfe
der Drehfeldtheorie mit steigender Anzahl der beteiligten Oberwellen zunehmend ungenauer.
Nichtsdestotrotz lassen sich die Effekte mithilfe der Drehfeldtheorie vorteilhaft darstellen und
erlauben eine Verbindung parasitärer Phänomene, wie z.B. Pendelmomente oder zusätzliche
Verluste, mit den konstruktiven bzw. gestalterischen Freiheitsgraden.
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4.2 Wirkung und Beschreibung von Schrägung

Jede Feldkomponente der Ordnungszahl ν ′ induziert in jedem Strang der Statorwicklung mit

ui,ν ′ (t) = ων ′
2
π

τp
p
ν ′

li ·w1ξν ′ · B̂ν ′ · cos
(
ων ′t−ϕu,ν ′

)
, (4.23)

wobei die jeweilige Phasenlage hier mit ϕu,ν ′ zusammengefasst ist [117]. Der Kopplungsfaktor

ξν ′ = ξsp,ν ′ ·ξgr,ν ′ ·ξn,ν ′ ·ξschr,ν ′ (4.24)

beinhaltet sowohl die Wicklungsfaktoren (Spulenfaktor, Gruppenfaktor und Nutschlitzfaktor)
als auch den Schrägungsfaktor. Die Beschreibung der Induktionswirkung mithilfe des Schrä-
gungsfaktors ist zulässig, auch wenn die Addition zweier zueinander geschrägter Feldwellen
nicht trivial ist und streng genommen nur näherungsweise analytisch erfolgen kann [119]. Dies
ist dadurch begründet, dass im Fall einer Schrägung die Fourier-Zerlegung des Luftspaltfelds
in jedem infinitesimalen axialen Abschnitt ∆z mit der Axialkoordinate −li/2 < z < li/2 un-
terschiedliche Amplituden und Phasenlagen der einzelnen Feldkomponenten ergibt, was dazu
führt, dass die induzierte Spannung ui,ν ′,∆z (t) eines Abschnitts ∆z phasenverschoben gegenüber
den anderen Abschnittsspannungen ist. Die Reduktion der resultierenden Spannung gegenüber
der induzierten Spannung des ungeschrägten Falls wird mit dem Schrägungsfaktor beschrieben,
der für eine kontinuierliche Schrägung, bei der der Rotor oder der Stator gleichmäßig im Winkel
γs um die Drehachse tordiert wird, mit

ξschr,ν ′ =
sin
(
ν ′ · γs

2

)
ν ′ · γs

2
(4.25)

beschrieben wird. Somit wird die axiale Abhängigkeit der Flussdichteverteilung im Luftspalt
integral über die verringerte Verkettung der jeweiligen Oberwelle mit der Statorwicklung
beschrieben [4, 120]. Wird das Aktivteil anstelle einer kontinuierlichen Schrägung axial in zs
gleichgroße diskrete Abschnitte unterteilt bzw. „gestaffelt“, und sind die Abschnitte jeweils um
den Winkel γs/zs zueinander verdreht, wird der Schrägungsfaktor ersetzt durch den Staffelfaktor
mit

ξstaff,ν ′ =
sin
(
ν ′ · γs

2

)
zs · sin

(
ν ′ · γs

2zs

) . (4.26)

Es ist zu erkennen, dass für zs → ∞ der Staffelfaktor in den Schrägungsfaktor übergeht
[120, 121]. Weisen die einzelnen Segmente ungleiche axiale Längen auf bzw. erfolgt die
axiale Diskretisierung entlang einer bestimmten Gewichtung, sind umfangreichere Vorausbe-
rechnungen nötig, um die Wirkung der Staffelung zu erfassen [122].

Durch die Wahl des Schrägungswinkels γs ist es also möglich, die induzierte Spannung eines
bestimmten Oberfelds zu verringern. Abbildung 4.1 (a) zeigt beispielhaft den Einfluss einer
Schrägung bzw. einer Staffelung mit γs = 2π/N1 auf die induzierte Spannung der Feldwelle
mit ν ′ = p und Abb. 4.1 (b) auf die induzierte Spannung der Feldwellen mit ν ′ = p±N1 nach
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(a) Wirkung des Hauptfelds (b) Wirkung der 1. Nutharmonischen

Abbildung 4.1: Auswirkung einer Schrägung bzw. Staffelung für γs = τ ′n = 2π/N1 mit N1 = 36,
p = 2 auf die Wirkung einer Feldwelle mit (a) ν ′ = p und (b) ν ′ = p±N1

Gleichung (4.8). Es zeigt sich, dass bei

γs = g3 · zs · τν ′ ∀ g3 ∈ N (4.27)

lokale Maxima mit dem Wert ξstaff = 1 auftreten. Für alle von Gleichung (4.27) abweichenden
Vielfachen von τν ′ , insbesondere für γs = 1 · τν ′ , gilt ξstaff = ξschr = 0, und die Wirkung der
jeweiligen Oberwelle wird vollständig unterdrückt. Soll ausschließlich die Wirkung einer
bestimmten Oberwelle der Ordnungszahl ν ′ unterdrückt werden, reicht es demnach, zs = 2
und γs = τν ′ zu wählen. Die Wahl von zs > 2 kann sich lediglich (positiv) auf Feldwellen
höherer Ordnung auswirken. In Abb. 4.2 ist dies am Beispiel der Nutungsoberwelle mit der
Ordnungszahl ν ′ = p±2 ·N1 dargestellt, deren Wirkung bei einer Wahl von zs = 2 gar nicht
und für zs > 2 vollständig unterdrückt wird. Der Einfluss der Schrägung bzw. Staffelung ist
also keineswegs auf eine einzelne Oberwelle beschränkt, sondern bewirkt eine von γs und im
Fall der Staffelung zudem von zs abhängige verminderte Kopplung aller – mit Ausnahme der
in Gleichung (4.27) genannten – Feld- bzw. Spannungskomponenten. Generell können zur
Schrägungswirkung die folgenden Aussagen getroffen werden (vgl. [4, 121]):

Abbildung 4.2: Auswirkung einer Schrägung bzw. Staffelung für γs = τ ′n = 2π/N1 mit N1 = 36,
p = 2 auf die Wirkung der 2. Nutungsoberwelle
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Durch Wahl eines bestimmten Schrägungswinkels γs = λν ′ lässt sich die Wirkung einer
bestimmten Oberwelle – also zusätzliche Pendelmomente, Geräusche und Verluste – der
Wellenlänge λν ′ sowie deren ganzzahlige Vielfache unterdrücken.

In der Regel wird γs = τ ′n = 2π/N1 gewählt, um die Nutungsoberwellen nach Gleichung
(4.8) bzw. die nutharmonischen Oberfelder nach Gleichung (4.7) zu unterdrücken, da
diese prinzipbedingt durch die Wahl der Wicklung oder die Gestaltung des Nutschlitzes
nur begrenzt beeinflussbar sind, jedoch meist ausgeprägte Rast- und Pendelmomente mit
sich bringen.

Rastmomente sind im Fall von Ganzlochwicklungen aufgrund von N1/(2p) ∈ N meist
stärker ausgeprägt als bei Zahnspulen- bzw. Bruchlochwicklungen, sodass die Schrägung
insbesondere bei Zahnspulen- bzw. Bruchlochwicklungen auch dazu genutzt werden
kann, die Wirkung von Wicklungsoberwellen zu unterdrücken. Dies ist z.B. in [123]
mithilfe einer statorseitigen Nutschrägung umgesetzt und ließe sich durch Nutzung der
gestalterischen Freiheit der Additiven Fertigung auch rotorseitig leicht umsetzen.

4.3 Kraft- bzw. Drehmomentberechnung in PMSM

Die Kraft- bzw. Drehmomentwirkung in elektrischen Maschinen kann grundsätzlich entweder
durch die Auswertung des Luftspaltfelds oder auf Basis der Energieerhaltung berechnet werden
[117]. Mithilfe der Energiemethode – auch Methode der virtuellen Energie, virtuellen Verschie-
bung oder virtuellen Arbeit genannt – wird das Drehmoment aus der Änderung der Energie
des Systems in Abhängigkeit von infinitesimalen Änderungen der beteiligten Energieformen
gewonnen. Lässt sich die im System gespeicherte magnetische Energie im Falle stromdurch-
flossener Leiter noch relativ gut bestimmen, ist es bei Verwendung von Permanentmagneten
mit variierenden magnetischen Arbeitspunkten nach wie vor Gegenstand von Diskussionen,
wie die Energie bzw. die Koenergie des Systems für praktische Berechnungen zu bestimmen
ist. Eine Diskussion der Thematik ist z.B. [124, 125, 126, 127] zu entnehmen und kann, je
nach Definition, zu abweichenden Ergebnissen bei der Berechnung des Drehmoments führen.
Hinzu kommt, dass auch numerische Vorausberechnungen mithilfe der Energiemethode unbe-
friedigende Ergebnisse liefern können, da die exakte Berechnung der Energieänderung sowohl
eine exakte Magnetisierungskennlinie der Magnete als auch eine infinitesimale Verschiebung
(bzw. Rotation) voraussetzen. Insbesondere bei der Berechnung von Rastmomenten, wofür bei
FE-Rechnungen in Relation zum gesamten Maschinenmodell meist eine sehr feine räumliche
Auflösung bzw. Vermaschung erforderlich ist, können verhältnismäßig kleine Energieänderun-
gen wiederum zu verhältnismäßig großen Diskretisierungsfehlern führen [128]. Es wird daher
empfohlen, Effekte, welche verhältnismäßig kleine Energieänderungen mit sich bringen, eher
mithilfe der Auswertung des Luftspaltfelds statt mit der Energiemethode zu berechnen.

Wie z.B. in [129] gezeigt, führt die Bestimmung der resultierenden Kraft in der Regel auf die



Technische Wirkung von Oberfeldern in PM-Synchronmaschinen 75

Auswertung des Maxwellschen Spannungstensors T über einer geschlossenen Hüllfläche

F =
∮

A
T dA . (4.28)

Ist die Verteilung des Luftspaltfelds bekannt, kann das resultierende Drehmoment aus den
einzelnen Feldkomponenten in jedem Element einer zylinderförmigen Hüllfläche, die in den
Luftspalt gelegt wird und den Rotor vollständig umschließt, berechnet werden. Zeigt der Vektor
der Flächennormalen in radiale Richtung, ergeben sich die Kraftkomponenten der im Luftspalt
liegenden Mantelfläche in Zylinderkoordinaten zu

Frad =
R
µ0

∫ +li/2

−li/2

∫ 2π

0

B2
rad−B2

tang−B2
ax

2
dγ
′dz (4.29)

Ftang =
R
µ0

∫ +li/2

−li/2

∫ 2π

0
BradBtangdγ

′dz (4.30)

Fax,δ =
R
µ0

∫ +li/2

−li/2

∫ 2π

0
BradBaxdγ

′dz . (4.31)

Die ideelle Länge li beinhaltet dabei auch den stirnseitig ausquellenden Teil des Luftspaltfelds.
Das resultierende Drehmoment ergibt sich dann aus Mres = R ·Ftang. Die auf die Stirnflächen
wirkenden Axialkräfte können mit

Fax,Stirn =
1
µ0

∫ R

0

∫ 2π

0

B2
ax−B2

rad−B2
tang

2
dγ
′rdr (4.32)

(4.33)

berechnet werden. Dem Vorteil, dass zumindest bei axial zentriertem Rotor lediglich die Kompo-
nenten des Luftspaltfelds vorhanden sein müssen, um die resultierenden, am Rotor angreifenden
Kräfte zu bestimmen, steht gegenüber, dass die Information über den lokalen Kraftangriffspunkt
bzw. über den Ursprung der einzelnen Kraftkomponenten verloren geht. Wie ausführlich in
[129] und [130] dargestellt, führt die Auswertung Fourier-zerlegter Felder zur Kraftbestimmung
auf das gleiche Ergebnis wie die direkte Auswertung der Luftspaltfeldkomponenten. Demnach
ist es ebenso möglich, das Drehmoment ebenso mit dem aus der Drehfeldtheorie bekannten
Ansatz gemäß

M (t) = Rli

[
Rξschr,a

∫ 2π

0
Aµ ′(γ

′,t)Bν ′(γ
′,t)dγ

′+ξschr,χ
1
2

∫ 2π

0
χ(γ ′,t)B2

ν ′(γ
′,t)dγ

′
]

(4.34)

und dem sog. Nutungsschub

χ(γ ′,t) =
1

λ 2(γ ′,t)
∂λ (γ ′,t)

∂γ ′
(4.35)

zu berechnen [117, 131]. Der erste Summand in Gleichung (4.34) beschreibt die Wirkung der
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stromdurchflossenen Leiter

Ma (t) = R2liξschr,a

∫ 2π

0

Âµ ′B̂ν ′

2
[
cos
((

ν
′±µ

′)
γ
′−
(
ων ′±ωµ ′

)
t +
(
ϕν ′±ϕµ ′

))]
dγ
′ (4.36)

und der zweite Summand die Reluktanzwirkung. In Gleichung (4.36) ist zu erkennen, dass
jede Kombination einer Feldwelle der Ordnungszahl ν ′ mit einer Strombelagswelle der Ord-
nungszahl µ ′ nur dann ein zeitlich konstantes Drehmoment entwickeln kann, wenn gleichzeitig
ν ′ =±µ ′ und ω ′ν =±ω ′µ gilt. Für ν ′ =±µ ′ und ω ′ν 6=±ω ′µ ergeben sich Pendelmomente der
Kreisfrequenzen ωM,Pendel = ων ′±ωµ ′ .

4.4 Axialkräfte

Axialkräfte treten in PMSM hauptsächlich im Endbereich der Aktivteile, aufgrund einer mögli-
chen Schrägung bzw. Staffelung und – falls ausgeführt – aufgrund von radialen Kühlkanälen
auf. Sofern die Lager ausreichend Spiel aufweisen, bewegt sich der Rotor eigenständig in
die sog. magnetische Mitte, also die Axialposition, in der sich die angreifenden Axialkräfte
aufheben. Die Kraftkomponenten, die vom Stirnbereich aus auf den Rotor wirken, können
entweder vom Wicklungskopf stammen oder dadurch begründet sein, dass sich der Rotor au-
ßerhalb der geometrischen Mitte (eines axialsymmetrischen Stators) befindet. Die Herleitung
dieser Kraftkomponenten ist detailliert in [4] beschrieben und soll hier nicht weiter ausgeführt
werden. Für die vorliegende Arbeit sind insbesondere die Axialkräfte von Bedeutung, die auf-
grund einer Schrägung oder Staffelung auftreten. Im Fall eines klassisch diagonal geschrägten,
stromdurchflossenen Leiters lassen sich schrägungsbedingte Axialkräfte nach [4] theoretisch
mit

Fax = Ftang tanγs =
M
R

tanγs (4.37)

bestimmen. Begründet wird dies mit den in Abb. 4.3 (a) gezeigten geometrischen Beziehungen.
Die Modellvorstellung, die magnetische Wirkung eines Magneten durch einen den Magnet
umschließenden Leiter zu abstrahieren, ist zur Abbildung einer Axialkraft allerdings nicht
ausreichend, da eine solche Anordnung, wie in Abb. 4.3 (b) gezeigt, zu keiner resultierenden
Axialkraft führen würde, sofern das resultierende Luftspaltfeld Bres über die gesamte Polleitung
als konstant vorausgesetzt wird. In diesem Fall würde für die in Abb. 4.3 (b) eingezeichneten
Axialkraftkomponenten |~Fax,PM1|= |~Fax,PM2| gelten. Eine Reihe von Veröffentlichungen (z.B.
[132, 133, 134, 135]) zeigen allerdings, dass auch eine klassische Staffelung zu einer resultie-
renden Axialkraft führt. Dies kann dadurch erklärt werden, dass im Fall eines fein verteilten
Strombelags im Stator das dadurch erzeugte Feld keinesfalls über die gesamte Polteilung kon-
stant ist. Abb. 4.4 zeigt dies schematisch am Beispiel einer reinen q-Bestromung. Das vom
Stator erzeugte Feld B1,q überlagert sich mit dem Feld der Permanentmagneten BPM, welches
näherungsweise blockförmig ist, sodass für das resultierende Luftspaltfeld Bres(γ

′) 6= konst. gilt.
Im vorliegenden Fall wird dadurch das Luftspaltfeld im Bereich der auflaufenden Magnetkante
– der Rotor in Abb. 4.4 bewegt sich in positiver γ ′-Richtung – erhöht und dementsprechend im
Bereich der ablaufenden Magnetkante verringert. Dadurch wirken auf die modellhaften, die
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𝛾s

Ԧ𝐹tang

𝛾′

𝑧
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Ԧ𝐼
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Ԧ𝐹

(a) klassische Schrägung

Ԧ𝐼

Ԧ𝐹tang

Ԧ𝐹ax,PM1

Ԧ𝐹ax,PM2

𝐵PM2

𝐵PM1

𝛾′

𝑧

𝐵res

(b) klassische Staffelung

Abbildung 4.3: Vereinfachte Darstellung der Kraftkomponenten eines Stroms~I im Magnetfeld ~B;
(a) im Fall einer klassischen Schrägung um den Winkel γs;
(b) im Fall einer Staffelung, bei der die magnetische Wirkung ~BPM durch einen den
PM umschließenden Strom~I abgebildet wird

Magneten umschließenden Ströme aus Abb. 4.3 (b) betragsmäßig unterschiedliche Kräfte

|~Fax,PM1|> |~Fax,PM2| , (4.38)

und es ergibt sich eine resultierende Axialkraft.

Alternativ zur Diagonalschrägung bzw. -staffelung ist auch die Pfeilschrägung bzw. -staffelung
verbreitet (s. Abb. 4.5). Ein Vorteil der pfeilförmigen Anordnung ist, dass keine resultierende
schrägungsbedingte Axialkraft auf den Rotor wirkt [132, 133, 136]. Durch Auswertung von
FE-Berechnungen für die in Abb. 4.5 gezeigten Modelle konnte bestätigt werden, dass unter
Last sowohl die Diagonalschrägung als auch die klassische Staffelung zu einer resultierenden

𝐵

𝛾′

𝐵PM

𝐵1,q

𝐵res

Ԧ𝐼1,qStator

𝛾′

𝐵PM2Rotor
𝐵PM1

Abbildung 4.4: Schematische Darstellung der Überlagerung der blockförmigen PM-Felder zweier
zueinander gestaffelter Magnete BPM1 und BPM2 mit dem Feld eines feinverteilten
Strombelags B1,q bei reiner q-Strom-Speisung; zu erkennen ist die Feldüberhöhung
des resultierenden Felds Bres im Bereich der auflaufenden Magnetkante und die
Feldverringerung im Bereich der ablaufenden Magnetkante
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𝜔

(a) ungeschrägt

𝜔

(b) diagonal geschrägt

𝜔

(c) gestaffelt

𝜔

(d) pfeilförmig in Drehrichtung

𝜔

(e) pfeilförmig entgegen der Drehrichtung

Abbildung 4.5: 3D-FE-Modelle unterschiedlicher Schrägungsvarianten; dargestellt sind jeweils das
Rotoreisen (grau) und die Magnete (blau); genuteter Stator und Luftregion sind
ausgeblendet; (a) ungeschrägt; (b) diagonal geschrägt; (c) gestaffelt; (d) pfeilförmig
in Drehrichtung geschrägt und (e) pfeilförmig entgegen der Drehrichtung geschrägt

(a) im Leerlauf (b) unter Last

Abbildung 4.6: Nach Gleichung (3.3) FE-berechnete Axialkraft der in Abb. 4.5 dargestellten FE-
Modelle; für alle Simulationen gilt n= 1500min−1, p= 2, N1 = 36, Dbohr = 80mm
und im Lastfall zusätzlich Iq = 3A; (a) im Leerlauf und (b) unter Last
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Axialkraft führen (s. Abb. 4.6). Dabei wurden vierpolige PM-Rotormodelle mit Oberflächen-
magneten aufgebaut. Die stirnseitigen Axialkraftkomponenten können dabei vernachlässigt
werden, da der Rotor axialsymmetrisch aufgebaut ist, keine radialen Kühlkanäle aufweist und
sich somit im Leerlauf in der geometrischen bzw. in der magnetischen Mitte befindet. Alle
Simulationen wurden für n = 1500min−1 durchgeführt. Der Schrägungswinkel betrug im Fall
der Diagonalschrägung bzw. im Fall der Pfeilschrägung γs = 10◦ und die Verdrehung der gestaf-
felten Segmente zueinander betrug dementsprechend γs/zs = 5◦. Im Lastfall wurde zusätzlich
Iq = 3A eingeprägt, was zu einer für Servomotoren üblichen Sättigung der weichmagnetischen
Bereiche führte. Es zeigt sich, dass unter Berücksichtigung des von der Maschine in diesem
Betriebspunkt entwickelten Drehmoments von M ≈ 9,54Nm eine Abschätzung der Axialkraft
mithilfe von Gleichung (4.37) auf deutlich zu große Werte für Fax führt. Weiterhin ist zu erken-
nen, dass die Staffelung aufgrund der diskreten Verschiebung um den halben Schrägungswinkel
im Vergleich zur Diagonalschrägung auch eine verringerte Axialkraft mit sich bringt. Wie zu
erwarten ist, reduziert lediglich die Pfeilschrägung – unabhängig von der Drehrichtung – die
schrägungsbedingte magnetische Asymmetrie, sodass keine resultierenden Axialkräfte auf das
Rotoraktivteil wirken.
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5 Schrägung von PM-Rotoren mit axial
geraden Magnettaschen

In diesem Kapitel wird der Ansatz diskutiert, eine rotorseitige Schrägungswirkung durch
Torsion des Rotoraktivteils zu erzielen und gleichzeitig die Magnettaschen axial gerade bzw.
die Magnete rechteckförmig zu belassen. Wie bereits dargestellt, ist dies nur dank der Additiven
Fertigung sinnvoll umsetzbar und bietet das Potential, auf eine konventionelle Staffelung oder
auf eine statorseitige Schrägung zu verzichten. Dadurch, dass lediglich der weichmagnetische
Teil um die Magnete herum tordiert wird, können auch in diesem Fall weiterhin rechteckförmige
Magnete verwendet werden.

Im Folgenden werden zunächst die Spannungsfelder und Zielkonflikte, auf die eine gleichmäßige
Schrägung bei axial geraden Magnettaschen führt, dargestellt und die zur Untersuchung dieser
Zielkonflikte gewählte Methodik aufgezeigt. Dem schließt sich die Diskussion der 3D-FEM-
Ergebnisse an, die teilweise bereits in [82] und [26] veröffentlicht wurden und die auf praktische
Handlungsempfehlungen zur vorteilhaften Gestaltung von additiv gefertigten PM-Rotoren
führen.

5.1 Gestalterische Zielkonflikte

Im diesem Abschnitt werden kurz die gestalterischen Zielkonflikte bei der Dimensionierung von
PM-Rotoren dargestellt. Diese können teilweise auch auf andere Rotorbauarten, wie z.B. auf
Synchronreluktanzrotoren, oder auf Statoren übertragen werden. Generell können zur Gestaltung
von PM-Rotoren – konventionell oder additiv gefertigt – eine Reihe von Zielkonflikten formuliert
werden, die bei der Gestaltung beachtet werden müssen:

1. Mechanische Spannung vs. magnetischer Streufluss
Insbesondere im Bereich ausgeprägter Streustege (bei PM-Rotoren mit vergrabenen Magneten
oder bei Synchron-Reluktanzrotoren) wird dieser Zielkonflikt deutlich, da in diesem Bereich
sowohl mechanische Spannungsüberhöhungen als auch magnetischer Streufluss prinzipiell
unerwünscht sind. Da sich die mechanische Spannung σ ∼ A−1 antiproportional und der
magnetische Leitwert Λ ∼ A proportional zur tragenden Querschnittsfläche A verhalten, ist
diesbezüglich stets ein Kompromiss nötig.



Schrägung von PM-Rotoren mit axial geraden Magnettaschen 81

2. Konsequenter Leichtbau vs. Dynamik
Wie schon in Abschnitt 1.1 dargelegt, wäre es aus Leichtbausicht sinnvoll, möglichst viel Mate-
rial auf einem großen Radius zu platzieren und nahe der Drehachse dementsprechend Material
und damit Masse auszusparen. So kann bei gleichem Masseeinsatz eine höhere Festigkeit
erzielt werden. Soll allerdings die Dynamik erhöht werden, ist die Reduktion des Massenträg-
heitsmoments J und somit die Reduktion des Radius R der Masse m aufgrund von J ∼ m ·R2

vorzuziehen.

3. Konsequenter Leichtbau vs. Sättigung
Wird Material aus der flussführenden Querschnittsfläche entfernt, erhöht sich der magnetische
Spannungsabfall in diesem Bereich. Im Bereich des Hauptflusspfads ist dies unerwünscht, sodass
hinsichtlich der flussführenden Querschnittsfläche beim Leichtbau ebenfalls ein Kompromiss
zu finden ist.

Obgleich die dreidimensionale Gestaltungsfreiheit der Additiven Fertigung es erlaubt, an prak-
tisch jeder Stelle im Bauteil entweder massives Material oder Luft oder eine funktionale
(Gitter-)Struktur zu platzieren, bleiben die oben genannten Zielkonflikt bestehen. Es wird auch
mithilfe der Additiven Fertigung wohl nicht gelingen, eine in jeglicher Hinsicht „optimale“
Rotorgestalt zu konstruieren. Vielmehr eröffnet die Additive Fertigung zusätzliche Einfluss-
größen bei der Gewichtung von Dimensionierungszielen, wie z.B. die Gestaltung für eine
größtmögliche Dynamik oder die Gestaltung für konsequenten Leichtbau. In jedem Fall sind
während des Gestaltungsprozesses die Randbedingungen der Additiven Fertigung, wie z.B.
Formabweichungen oder minimale Wandstärken, zu beachten.

5.2 Untersuchung der Rotorstreuung

Ein entscheidender Punkt bei der Schrägung des weichmagnetischen Teils um die axial geraden
Magnete herum stellt die Gestaltung der Streustege und die damit verbundene Änderung der
Rotorstreuung dar. Da eine rotorseitige Schrägung von Rotoren mit Oberflächenmagneten ohne
Effekt wäre, kommen lediglich Rotoren mit vergrabenen Magneten in Betracht. Das Imple-
mentieren einer Schrägung führt in der Regel zu einer Änderung der Rotorstreuung σ2, da der
magnetische Fluss umgelenkt und so der magnetische Kreis geändert wird. Für die folgenden
Untersuchungen wurde daher ein 1,5 kW-Servomotor mit vergrabenen, balkenförmigen Ma-
gneten, ausgeprägten teilkonzentrischen Polen und den in Tab. 5.1 aufgezeigten Bemessungs-
und Wicklungsdaten verwendet. Die Streustege ergeben sich dabei aus der Rechteckform der
Magnete und begrenzten dementsprechend die Magnettaschen.

Um eine Schrägung mit gleichzeitig axial geraden Magnettaschen zu implementieren, werden
zunächst nur die (in Abb. 5.1 (a) markierten) Stirnflächen der Rotorpolschuhe über eine Länge
von lfe entlang der Drehachse um den Winkel γs tordiert. Auf diese Weise ergibt sich das in
Abb. 5.1 (b) dargestellte FE-Modell. Die zugehörige Flussdichteverteilung im Leerlauf (s. Abb.
5.1 (c)) zeigt bereits, dass eine solche Schrägung ohne Umgestaltung der Streustege zu erhöhter
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Tabelle 5.1: Bemessungs- und Wicklungsdaten der zur simulativen Untersuchung verwendeten
Beispielmaschine

Bemessungsleistung PN 1,5kW

Bemessungsdrehmoment MN 9,5Nm

Bemessungsdrehzahl nN 1500min−1

Bohrungsdurchmesser Dbohr 80mm

Polpaarzahl p 2

Strangzahl m 3

Lochzahl q 3

Staturnutzahl N1 36

Rotorstreuung führt, da der Streusteg einseitig vergrößert wird. Die Frage der kontinuierlichen
Schrägung des Rotoraktivteils bei geraden Magnettaschen geht also stets mit einer Umgestaltung
des weichmagnetischen Teils im Bereich der Pollücke einher. Ausgehend von der in Abb. 5.1 (b)
gezeigten Form bietet es sich an, die Streupfade sowie die gewünschte Geometrie der Pollücke
durch Wegschneiden überschüssiger Volumina zu konstruieren. Dabei sind in erster Linie zwei
Freiheitsgerade zu definieren:

a) geschlossene Rotoroberfläche vs. ausgeprägte Pollücken
Wenn davon ausgegangen wird, dass die weichmagnetischen Teile im Bereich der Pollücke
stark gesättigt sind, spielt die Ausprägung der Pollücke aus magnetischer Sicht nur eine unterge-
ordnete Rolle. Um die gewünschte Schrägungswirkung zu erzielen, wäre eine starke Sättigung

(a) ungeschrägter Referenzrotor (b) geschrägtes Modell
(c) Flussdichteverteilung des

geschrägten Modells

Abbildung 5.1: (a) FE-Modell des ungeschrägten Referenzrotors
(b) FE-Modell mit tordierten Polschuhen ohne Umgestaltung der Streustege
(c) Flussdichteverteilung des in (b) dargestellten geschrägten Modells (Blick
auf axiale Stirnfläche)
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des gesamten im Bereich der Pollücke befindlichen weichmagnetischen Materials jedoch hin-
derlich, da insbesondere die in die Pollücke hineinragenden Bereiche der Polschuhe für die
Schrägungswirkung essentiell sind. Aus mechanischer Sicht kann, wie im späteren Verlauf der
Arbeit noch gezeigt wird, die Ausführung einer geschlossenen Rotoroberfläche vorteilhaft sein.

b) parallele Streustege vs. geschrägte Streustege
Werden die Polschuhe um die axial geraden Magnete herum tordiert, können die Streustege bzw.
allgemein die Polschuh-Joch-Verbindungen entweder parallel zu den seitlichen Magnetflächen
(und somit ebenfalls axial gerade) ausgeführt werden oder so konstruiert werden, dass sich
eine im gleichen Maße wie die Polschuhe tordierte Polschuh-Joch-Verbindung ergibt. Durch
Ausführung von tordierten Streustegen im Zusammenhang mit einer geschlossenen Rotorober-
fläche kann die Anzahl der Polschuh-Joch-Verbindungen reduziert werden. Dazu sind jedoch
ausführliche mechanische Vorausberechnungen nötig, die ebenfalls im späteren Verlauf der
Arbeit thematisiert werden.

Ausgehend davon werden die in Abb. 5.2 dargestellten Rotormodelle untersucht. Modell A
wurde mit einem ungeschrägten Rotoraktivteil und axial geraden Magneten simuliert. Modell B
wurde mit einem gestaffelten Rotor (zs = 2) mit zu Modell A identischem Querschnitt gestaltet.
Modell C entspricht dem neuartigen Konzept eines kontinuierlich geschrägten Rotoraktivteils
mit axial geraden Magneten, wobei zur besseren Vergleichbarkeit mit dem Referenzmodell A in
diesem Fall parallele Streustege sowie ausgeprägte Pollücken ausgeführt wurden. Zur genauen
Konstruktion von Rotoren mit geschrägten Polschuhen und axial geraden Magnettaschen wird
im Kapitel 6 eingegangen und daher hier nicht weiter vertieft. Die Rotorstreuung wurde aus
dem Verhältnis von Luftspaltfluss zu von den Magneten erzeugtem Fluss nach

σ2 = 1−
∫

Bδ dAδ∫
BPMdAPM

= 1− Φδ

ΦPM
(5.1)

berechnet. Es handelt sich somit nicht um eine Streuziffer bezogen auf den Hauptwellenfluss,
sondern um eine Streuziffer, die das Verhältnis vom gesamten vom Rotor in den Stator übertre-
tenden Fluss zum von den Magneten erzeugten Fluss beschreibt. Diese berücksichtigt somit
alle Komponenten der Rotorstreuung (Magnetstreuung, Polstreuung und stirnseitige Streuung).
Die Ergebnisse der FE-Simulation sind in Abb. 5.3 gezeigt. Dabei beschreibt Modell D das in
Abb. 5.1 (b) gezeigte Modell mit tordierten Polschuhen ohne Umgestaltung der Streustege.

Allgemein lässt sich der magnetische Widerstand eines Flusspfads

Rm =
l

µ0µr ·A
(5.2)

durch die Verlängerung des Pfads l, durch die Verringerung von µr und/oder durch die Verklei-
nerung des tragenden Querschnitts A vergrößern. Hinsichtlich einer vereinfachten, rechteckför-
migen Streusteggeometrie ergibt sich, dass die Rotorstreuung vor allem durch die Länge der
Polschuh-Joch-Verbindung ls sowie durch den tragenden Querschnitt As = lfe ·bs bestimmt wird.
Da es grundsätzlich auch denkbar wäre, die Streustege aus Leichtbau-Gitterstrukturen aufzu-
bauen, wurden im Fall von Modell C* die Streustegregionen mit der experimentell gewonnenen
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(a) Modell A: ungeschrägter Referenzrotor mit axial geraden Magneten

(b) Modell B: gestaffelter Rotor mit zs = 2 und gestaffelten Magneten

(c) Modell C: kontinuierlich geschrägtes Rotoraktivteil mit axial geraden Magenten

Abbildung 5.2: Untersuchte FE-Modelle; gezeigt ist das jeweilige Rotoreisen (grau) und die jewei-
lige Magnetanordnung (blau);
(a) Referenzrotor, (b) gestaffelter Rotor und (c) kontinuierlich geschrägter Rotor

Magnetisierungskurve von additiv gefertigten Gitterstrukturen aus [28, 30] versehen. Für die
Verwendung von Gitterstrukturen spricht, dass gezielt Bereiche mit verringerter magnetischer
Leitfähigkeit implementiert werden können, welche aus mechanischer Sicht robuster gegenüber
mehrdimensionalen Belastungen sind als z.B. Zugstäbe oder Wandelemente.
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(a) Rotorstreuung (b) Hauptwellenamplitude

Abbildung 5.3: Vergleich der Modelle A-C aus Abb. 5.2 und von Modell D aus Abb. 5.1 (b); Modell
C* beschreibt ein Modell C, bei dem die Streustege als additiv gefertigte Leichtbau-
Gitterstrukturen simuliert wurden; der Stator wurde ungenutet als magnetischer
Rückschluss modelliert; simuliert wurde der Leerlauf

Um die Abhängigkeit der Rotorstreuung und der Hauptflussdichte von der relativen Lage des
Rotors zum Stator zu entkoppeln, wurde der Stator ungenutet als magnetischer Rückschluss mo-
delliert. Die Ergebnisse zeigen, dass sich die Rotorstreuung beim gestaffelten Rotor um +2,3 %
erhöht, was zu einer Änderung der Hauptfeldamplitude um−0,6 % führt. Dies ist dadurch zu er-
klären, dass die Verdrehung des gesamten Rotorquerschnitts inklusive der Magnete bewirkt, dass
teilweise Magnetmaterial auf weichmagnetisches Material geschoben wird. Dies hat zusätzliche
axiale Streuflusskomponenten zur Folge, wie z.B. bereits in [137, 138, 139] beschrieben. Eine
Rotorstaffelung geht daher in der Regel mit einer Verringerung der Hauptfeldamplitude einher.
Die Rotorstreuung und die Hauptfeldamplitude der Modelle A und C sind praktisch unverändert
wohingegen eine Schrägung ohne Umgestaltung der Streustege (Modell D) im vorliegenden
Fall zu einer Erhöhung der Rotorstreuung um ca. +39,5 % bzw. zu einer Verringerung der
Hauptfeldamplitude von −5,0 % führt. Werden anstelle von massiven Strukturen im Bereich
der Streustege Leichtbau-Gitterstrukturen eingesetzt, kann die Rotorstreuung weiter verringert
(−22,4 %) und die Hauptfeldamplitude um bis zu +4,5 % erhöht werden. Die Auswirkung
auf die Festigkeit von additiv gefertigten Streustegen wird im späteren Verlauf der Arbeit in
Abschnitt 6.3.2 diskutiert.

Es ist also möglich, eine Rotorschrägung bei geraden Magnettaschen zu implementieren, ohne
die Rotorstreuung signifikant zu erhöhen. Grundvoraussetzung ist, dass der tragende Quer-
schnitt, der den Rotorpolschuh mit dem Rotorjoch verbindet, nicht signifikant vergrößert wird
oder Strukturen mit vergrößertem magnetischen Widerstand eingesetzt werden. Im Vergleich
zur Staffelung wird durch die kontinuierliche Schrägung bei gleichem tragenden Querschnitt
stets eine geringere Rotorstreuung erzielt, da keine zusätzlichen Streuflussanteile im Bereich
des Staffelschritts auftreten. Weiteres Verbesserungspotential bietet die Möglichkeit, Streustege
aus Leichtbau-Gitterstrukturen oder mit massiven Strukturen verringerten Querschnitts zu im-
plementieren. Wird der Rotor auf der Stirnseite stehend additiv gefertigt, sodass die Drehachse
in Baurichtung zeigt, stellen Streustege aus Sicht der Konstruktion stehende Wände dar, für die
die Herstellungsgrenzen des gewählten Fertigungsverfahrens zu beachten sind. Dies führt auf
die Frage der minimal fertigbaren Wandstärke und der mechanischen Festigkeit einer additiv
gefertigten stehenden Wand. Die fertigbare Wandstärke wiederum beeinflusst die Rotorstreuung.
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Es zeigt sich, dass ein iterativer Prozess nötig ist, um dem ersten, in Abschnitt 5.1 beschriebe-
nen Zielkonflikt zu begegnen. Dies wird im Abschnitt 6.3.2 noch einmal aufgegriffen, wenn
am Beispiel der finalen Demonstratorgeometrie mechanische Festigkeitsanalysen vorgestellt
werden.

5.3 Untersuchung des Luftspaltfelds

Jede Änderung des weichmagnetischen Rotorteils beeinflusst das Luftspaltfeld bzw. das Spek-
trum der Leitwertwellen. Eine umfassende Analyse des Luftspaltsfelds in Abhängigkeit von
verschiedenen Geometrieparametern des Rotors, wie z.B. vom Anstellwinkel der Magnete oder
von zusätzlichen Kerben an der Rotoroberfläche, ist in [140] zu finden. Da für den vorliegenden
Ansatz eines geschrägten weichmagnetischen Teils bei gleichzeitig geraden Magnettaschen ins-
besondere der Einfluss der Streustege und der Einfluss der Schrägung auf das Luftspaltfeld von
Bedeutung ist, werden vor allem diese beiden Parameter in den folgenden beiden Abschnitten
untersucht.

5.3.1 Einfluss der Streustege auf das Rotorfeld

Wie im Abschnitt 6.6 noch dargelegt wird, bietet es sich an, Rotoren auf der Stirnseite stehend
additiv zu fertigen, sodass die Drehachse des Rotors in Baurichtung zeigt. Im einfachsten Fall
weisen Streustege einen über die gesamte Eisenlänge konstanten Querschnitt As = lfe ·bs auf.
Im Folgenden soll daher die Abhängigkeit des Luftspaltfelds von der Breite des Streustegs bs
untersucht werden. Dabei beschreibt der Streustegbreitenfaktor

ks = bs/bs,REF (5.3)

die Streustegbreite im Verhältnis zur Streustegbreite des Referenzmodells A aus Abb. 5.2. Der
Oberwellengehalt des Rotorfelds kann mit

σ2,o =
∑ν ′ 6=p B̂2

2,ν ′

B̂2
2,p

(5.4)

im Verhältnis zur Hauptfeldamplitude B̂2,p angegeben werden [4]. Der Einfluss von ks auf die
Hauptfeldamplitude und auf den Oberwellengehalt des Rotorfelds ist in Abb. 5.4 dargestellt. Die
Polkontur, die naturgemäß ebenfalls einen signifikanten Einfluss auf den Oberwellengehalt hat,
blieb im Rahmen dieser Untersuchung unverändert, um explizit den Einfluss des Streustegbrei-
tenfaktors auszuwerten. Es ist zu erkennen, dass die Hauptfeldamplitude bei Verringerung von
ks näherungsweise linear steigt. Im Gegensatz dazu sinkt der Oberwellengehalt mit Verringerung
von ks. Setzt man voraus, dass die Grenze einer aktuell mittels Laserstrahlschmelzen fertigbaren
stehenden Wand bei ks = 0,5 liegt, was eine Halbierung der Streustegbreite bedeuten würde,
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(a) Hauptfeldamplitude (b) Oberwellengehalt

Abbildung 5.4: (a) Rotorhauptfeldamplitude und (b) Oberwellengehalt des Rotorfelds in Abhängig-
keit von ks; der Stator wurde als ungenuteter magnetischer Rückschluss simuliert

könnte, sofern dies mit Blick auf die mechanische Festigkeit zulässig ist, die Hauptfeldamplitude
um ca. 4,9 % erhöht und gleichzeitig der Oberwellengehalt um ca. 4,6 % verringert werden.

In Abb. 5.5 ist die Abhängigkeit der einzelnen Oberwellenamplituden des Rotorfelds vom
Streustegbreitenfaktor ks aufgezeigt. Es ist zu erkennen, dass mit fallendem ks insbesondere die
Oberwellenamplituden der Ordnungszahlen ν ′ = 7p,9p,11p,13p ebenfalls fallen, wohingegen

Abbildung 5.5: Einfluss von ks auf die einzelnen Oberwellen des Rotorfelds; der Stator wurde als
ungenuteter magnetischer Rückschluss simuliert
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die Oberwellenamplituden der Ordnungszahlen ν ′ = 5p,17p,19p mit fallendem ks steigen.
Trotz der verhältnismäßig großen Amplitude der Oberwelle mit ν ′ = 5p sinkt der Oberwellen-
gehalt σ2,o, wie zuvor dargestellt. Insgesamt lässt sich festhalten, dass der Oberwellengehalt
im realistischerweise fertigbaren Bereich von ks lediglich eine geringe Abhängigkeit von der
Streustegbreite aufweist. Nichtsdestotrotz ist es aus elektromagnetischer Sicht vorteilhaft, die
Streuwege so schmal wie möglich auszuführen.

5.3.2 Einfluss der Schrägung auf das Rotorfeld

Da die Rotorstreuung sowohl den Sättigungszustand der Polschuhe als auch den magnetischen
Arbeitspunkt der Permanentmagnete beeinflusst, bietet es sich zur Bewertung der Schrägungs-
wirkung an, diese zunächst einmal ohne den Einfluss der Streustege zu untersuchen. Daher
werden die Streustege in den folgenden Untersuchungen mit den Materialeigenschaften von
Luft simuliert. Wird von einem ideal glatten Stator ausgegangen, ist der Pfad des magnetischen
Flusses vom Magneten zur Rotoroberfläche grundsätzlich abhängig von der Rotorpolschuhform,
von der Vergrabungstiefe, vom Anstellwinkel der Magneten und vom lokalen Sättigungszustand
des weichmagnetischen Materials. Durch die Schrägung wird die Stelle des engsten Luftspalts
aus der Magnetisierungsachse der Magnete gedreht, was dazu führt, dass im Gegensatz zur
Staffelung der Querschnitt des Rotors an jeder Axialposition −lfe/2 < z <+lfe/2 unterschied-
lich ist. Es stellt sich die Frage, welchen Einfluss eine solche Torsion der Rotorpolschuhe bei
gleichzeitig unveränderter Magnetposition auf das Luftspaltfeld hat.

In Abb. 5.6 sind die Radial- und die Axialkomponente der Oberflächenflussdichte für den unge-
schrägten Referenzrotor (Modell A), den gestaffelten Rotor (Modell B) und den kontinuierlich
geschrägten Rotor (Modell C) gezeigt. Es ist zu erkennen, dass der gelb-orangene Bereich der
größten Flussdichte im Fall von Modell B und Modell C im Vergleich zu Modell A verdreht
wird. Zudem sind ausgeprägte Axialkomponenten im Fall der gestaffelten und der kontinu-
ierlich geschrägten Modelle zu sehen. Ein entscheidender Unterschied ist allerdings, dass die
Axialkomponenten bei der gestaffelten Maschine im Bereich des Staffelschritts Streuflüsse
darstellen, die sich direkt in den benachbarten Magneten schließen und im Fall der kontinuier-
lich geschrägten Maschine lediglich schräg aus der Rotoroberfläche austretende Feldanteile
darstellen.

Ein Vergleich der Luftspaltflussdichte des Modells C mit γs,geo = 1,5 · τ ′n an den Axialposi-
tionen z = +lfe/2 und z = −lfe/2 zeigt Abb. 5.7. Es ist zu erkennen, dass die Axialposition
lediglich einen geringen Einfluss auf die Amplitude der einzelnen Luftspaltfeldkomponenten
hat. Weiterhin fällt auf, dass das Maximum der Hauptwelle nicht exakt mit dem Maximum
des resultierenden Luftspaltfelds übereinstimmt. Somit kann zwischen einem (theoretischen)
Schrägungswinkel der Hauptwelle γs,p und dem (geometrischen) magnetisch wirksamen Schrä-
gungswinkel des resultierenden Luftspaltfelds γs,geo unterschieden werden. Wie Tab. 5.2 zeigt,
gilt im vorliegenden Fall stets

γs,p < γs,geo . (5.5)
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(a) Modell A (b) Modell B (c) Modell C

Abbildung 5.6: oben: Radialkomponente und unten: Axialkomponente der Flussdichte an der
Rotoroberfläche von (a) Modelle A, (b) Modell B und (c) Modell C; Blick vom
Stator aus auf den Rotorpolschuh in der d-Achse; der Stator wurde als ungenuteter
magnetischer Rückschluss simuliert

Letztlich ist allerdings nur das Maximum des resultierenden Luftspaltfelds bzw. γs,geo in Rela-
tion zum Statornutschlitz ausschlaggebend für das resultierende Rastmoment. Nichtsdestotrotz
zeigt dies, dass die Verwendung von γs,p anstelle von γs,geo bei der Berechnung von Rastmo-
menten zu Abweichungen führen kann. Weiterhin zeigt die rechte Spalte von Tab. 5.2, dass
auch eine Schrägung mit axial geraden Magnettaschen zu zusätzlichen schrägungsbedingten
Streuflüssen führt, die eine ähnliche Größenordnung wie die Streuung des gestaffelten Modells
B aufweisen und durch eine leicht erhöhte Polstreuung erklärt werden können. Es ist jedoch zu
beachten, dass im vorliegenden Fall des gestaffelten Modells lediglich ein einziger Staffelschritt
simuliert wurde, welcher bereits zu einer Verringerung der Hauptfeldamplitude von ca. 0,6 %
führte.
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𝛾s,p

𝛾s,geo

Abbildung 5.7: Luftspaltfeld eines Modells C mit γs,geo = 1,5 ·τ ′n an verschiedenen Axialpositionen;
links: Feldverteilung und rechts: Feldspektrum

Da die Schrägung in axialer Richtung eine Phasenverschiebung der Feldkomponenten Bν ′(γ
′,z)

zueinander bewirkt, bietet es sich an, den Einfluss der Schrägung auf der Rotorfeld durch die
Induktionswirkung in einer Durchmesserspule, die vom Fluss

Φ̂ν ′ =
2
π

τν ′liBν ′ (5.6)

durchsetzt wird, darzustellen. Darin beschreibt Bν ′ den Amplitudenwert des über die ideelle
Länge räumlich überlagerten Oberfelds, das sich in jedem Zeitschritt gemäß

Bν ′(γ
′) =

1
li

∫ +li/2

−li/2
Bν ′(γ

′,z)dz (5.7)

berechnen lässt. Die einzelnen Flusskomponenten sind in Abhängigkeit vom Schrägungswin-
kel in Abb. 5.8 dargestellt. So führt eine kontinuierliche Schrägung bei gleichzeitig geraden
Magneten insbesondere zur Verringerung der Induktionswirkung der Rotoroberfelder mit den
niedrigeren Ordnungszahlen ν ′ = 3p,5p,7p. Harmonische der Ordnungszahlen ν ′ > 9p weisen
jeweils ein Minimum im Bereich 0 < γs < 1,75 ·τ ′n auf. Im Minimum entspricht die Wellenlänge
des jeweiligen Rotoroberfelds (im Bogenmaß) genau dem Schrägungswinkel. Beispielwei-

Tabelle 5.2: 3D-FEM-Ergebnisse; Abhängigkeit von γs,p bzw. von B̂p und γs,geo

γs,geo γs,p/γs,geo B̂2,p/B̂2,p,REF

Model A 0 0 100 %
Model B 0,50 · τ ′n 100 % 99,4 %
Model C 0,50 · τ ′n 96,4 % 99,8 %
Model C 0,75 · τ ′n 96,1 % 99,6 %
Model C 1,00 · τ ′n 95,8 % 99,3 %
Model C 1,25 · τ ′n 95,6 % 98,7 %
Model C 1,50 · τ ′n 93,9 % 98,2 %
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Abbildung 5.8: Einfluss des Schrägungswinkels auf die Induktionswirkung der einzelnen Roto-
roberfelder; der Stator wurde als ungenuteter magnetischer Rückschluss und die
Streustege als Luft simuliert

se wird die Wirkung des Rotoroberfelds mit der Ordnungszahl ν ′ = 11p insbesondere für
γs = 2π/11p≈ 1,5 · τ ′n bedämpft. Im Fall von ν ′ = 17p und ν ′ = 19p, die den Nutungsharmo-
nischen entsprechen, liegt das Minimum wie erwartet im Bereich von γs = 1,0 · τ ′n. Je nach
Schrägungswinkel kann also die Induktionswirkung eines bestimmten Rotoroberfelds unter-
drückt werden. Aufbauend auf den Herleitungen aus Abschnitt 4.2 ist also gezeigt worden, dass
es auch mit der Torsion des Rotoraktivteils und gleichzeitig axial geraden Magneten möglich
ist, eine Schrägungswirkung zu implementieren.

5.4 Resultierendes Rastmoment

In den Abschnitten 5.3.1 und 5.3.2 wurde gezeigt, welchen Einfluss die Schrägung und die
Streustegbreite unabhängig voneinander auf das resultierende Rotorfeld haben. Da letztlich das
gesamte Feldspektrum ausschlaggebend für die Wirkung des Rastmoments ist, werden in diesem
Abschnitt nun beide Effekte gemeinsam betrachtet. Dafür wird der Stator mit ausgeprägten
Nutschlitzen (N1 = 36) im Leerlauf simuliert (siehe Abb. 5.9 (a)). Für das Rotoraktivteil wird
ein Schrägungswinkel von γs = 2π/N1 gewählt. Die Verteilung der Flussdichte ist anhand der
Flussdichteverteilung in Abb. 5.9 (b) gezeigt. Zu erkennen sind zusätzliche lokale Flussdich-
teerhöhungen an der Rotoroberfläche im Bereich der äußeren Streustege, welche aber auf die
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(a) Modell C inkl. genutetem Stator

𝐵 in T 2,4 02,0 0,51,5 1,0

(b) Flussdichteverteilung

Abbildung 5.9: (a) FE-Modell zur Bestimmung des Rastmoments; Luftregion, Wicklung und Welle
ausgeblendet;
(b) Teilansicht des Rotors inkl. Flussdichtevektoren im Leerlauf

Schrägungswirkung aufgrund der an dieser Stelle bereits großen Aufweitung des Luftspalts
keinen nennenswerten Einfluss haben. Nichtsdestotrotz kann erhöhte Sättigung im Bereich
der Übergänge von den Streustegen zu den Polschuhen den gewünschten Schrägungseffekt
beeinflussen, da die in die Pollücke ragenden Polhörner magnetisch vom restlichen Polschuh
zumindest teilweise abgebunden werden. Diesbezüglich sind tordierte Streustege parallelen
Streustegen vorzuziehen. Der zeitliche Mittelwert von B̂p ist in Abb. 5.10 in Abhängigkeit
vom Schrägungswinkel dargestellt. Es zeigt sich, dass die schrägungsbedingte Streuung kaum
erkennbaren Einfluss auf die resultierende Hauptwelle hat.

Zur Berechnung des Rastmoments erfolgt die Auswertung von Gleichung (4.30) auf einer
geschlossenen Zylindermantelfläche im Luftspalt. Zur Verringerung von Diskretisierungsfehlern
wurde der Luftspalt in radialer Richtung mit fünf gleichgroßen Schichten vernetzt (siehe Abb.
5.11) und das Drehmoment über die Auswertung des Maxwellschen Spannungstensors inmitten
jeder Schicht bestimmt. Mit Ausnahme der Luftschicht „rotornah 1“ weisen alle Luftschichten

Abbildung 5.10: Amplitude der Hauptwelle im Leerlauf bei n = 1500min−1 in Abhängigkeit vom
Schrägungswinkel unter Berücksichtigung der Statornutung
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statornah 1

statornah 2

Luftspaltmitte

rotornah 2

rotornah 1

Abbildung 5.11: Ausschnitt aus dem FE-Netz eines der verwendeten Modelle; die Luftspaltschich-
ten „statornah 2“ und „rotornah 2“ sind zur Verdeutlichung hellblau markiert

eine konstante radiale Ausdehnung von δ/5 auf. Die Luftschicht „rotornah 1“ wiederum ist
lediglich an der Stelle des engsten Luftspalts δ/5 breit und geht dann mit fortschreitender
Aufweitung des Luftspalt in Richtung der q-Achse in einer Vielzahl von radialen Schichten
auf. Die Lage der zur Auswertung verwendeten Zylinderflächen orientiert sich jedoch an der
engsten Stelle des Luftspalt δmin, sodass die Auswertung des Drehmoments auf den Radien
R = Dbohr/2− k ·δmin/10 mit k = 1;3;5;7;9 erfolgte.

Die Ergebnisse sind für das ungeschrägte Modell A sowie für ein kontinuierlich geschrägtes
Modell C mit γs = 1,75 · τ ′n in Abb. 5.12 dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die Auswertung
des resultierenden Drehmoments in den unterschiedlichen Luftspaltschichten zu abweichenden
Ergebnissen führt. Je kleiner die Rastmomentamplitude ist, desto größer ist der Einfluss des
Rauschens. Wie unter Anderem bereits in [128] ausgeführt, wird davon abgeraten, das Dreh-
moment in Finiten Elementen auszuwerten, welche eine Grenzfläche von weichmagnetischem
Material zu Luft aufweisen, da solche Grenzflächen in FE-Programmen den grundlegenden
Annahmen unterliegen, dass nur die Normalkomponente der Flussdichte bzw. die Tangential-
komponente der magnetischen Feldstärke stetig sind. Weiterhin wird im verwendeten Programm
Opera die mittlere, mit „Luftspaltmitte“ bezeichnete Schicht in jedem Zeitschritt neu vernetzt.
Eine Beeinflussung des Netzes in dieser Schicht ist lediglich indirekt über die Definition von
Randbedingungen in den angrenzenden Schichten „statornah 2“ und „rotornah 2“ möglich. Ein
sich von Zeitschritt zu Zeitschritt änderndes Netz erhöht wiederum die Anfälligkeit von Dis-
kretisierungsfehlern, sodass empfohlen wird, die Luftschichten „statornah 2“ und „rotornah 2“
zur Auswertung heran zu ziehen, da diese sowohl ein gleichbleibendes Netz als auch keine
Grenzflächen zu weichmagnetischem Material aufweisen. Die Amplitude des Rastmoments in
Abhängigkeit vom Schrägungswinkel ist für die drei inneren Luftspaltschichten in Abb. 5.13
dargestellt. Die Berechnungen zeigen den erwarteten Verlauf mit einem lokalen Minimum bei
γs = 1 · τ ′n. In diesem Punkt wurde das Rastmoment durch die kontinuierliche Schrägung um
92,9 % verringert.
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(a) Modell A: ungeschrägter Referenzrotor

(b) Modell C: kontinuierlich geschrägter Rotor mit γs = 1,25 · τ ′n

Abbildung 5.12: Berechnetes Rastmoment in Abhängigkeit vom Umfangswinkel in den unter-
schiedlichen Luftspaltschichten; simuliert wurde der Leerlauf; das Verhältnis von
Nutzschlitzbreite zu Zahnkopfbreite betrug bNUS/bZK = 0,49

Abbildung 5.13: Resultierendes berechnetes Rastmoment in Abhängigkeit vom Schrägungs-
winkel; simuliert wurde Modell C mit unterschiedlichen Schrägungswinkeln
0 < γs < 1,75 · τ ′n im Leerlauf
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5.5 Zwischenfazit

Alles in allem kann gesagt werden, dass mithilfe eines kontinuierlich geschrägten Rotoraktivteils
bei gleichzeitig axial geraden Magnettaschen Rastmomente erfolgreich unterdrückt werden
können. In transienten 3D-FE-Simulationen wurde eine Reduktion des Rastmoments um bis
zu 92,9 % gegenüber einem ungeschrägten Rotor erreicht. Gleichzeitig konnte gezeigt werden,
welchen Einfluss der Schrägungswinkel auf die einzelnen Komponenten des Luftspaltfelds hat.

Nichtsdestotrotz führt die Torsion des Rotorpolschuhs bei gleichzeitig axial geraden Magnetta-
schen auf neuartige Streusteggeometrien, um eine Erhöhung des Rotorstreuflusses zu vermeiden.
Da dank der Additiven Fertigung immer feinere Strukturen herstellbar sind, kann der Rotor-
streufluss bei intelligenter Konstruktion der Streustege bzw. der Polschuh-Joch-Verbindung im
Vergleich zu konventionell gefertigten Rotoraktivteilen signifikant verringert werden, sodass
Magnetmaterial eingespart und die Leistungsdichte der Maschine letztlich erhöht werden kann.
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6 Gestaltung, Konstruktion und
Herstellung eines additiv gefertigten
Rotordemonstrators

In diesem Kapitel werden die einzelnen gestalterischen Besonderheiten vorgestellt, die der
additiv gefertigte Rotordemonstrator gegenüber herkömmlich gefertigten und gestalteten PM-
Rotoren aufweist. Der Rotordemonstrator, der sich aus dem Rotoraktivteil, den Übergangs-
bereichen zwischen dem Aktivteil und den Lagern, den Bereichen der Lagerung und den
Wellenenden zusammensetzt, wurde so gestaltet, dass eine Reihe von zusätzlichen Funktionen
integriert werden konnten. Zudem konnte durch die Anwendung von Leichtbaumaßnahmen die
gravimetrische Leistungsdichte weiter erhöht werden. Die Ergebnisse sind teilweise in [26] und
[82] veröffentlicht.

Als Referenzmaschine wurde in Anlehnung an die in Kapitel 5 durchgeführten Untersuchungen
ein vierpoliger Servomotor mit den in Tab. 6.1 dargestellten Bemessungsdaten ausgewählt. Die

Tabelle 6.1: Bemessungsdaten der zur Untersuchung verwendeten Referenzmaschine bzw. des
metalladditiv gefertigten Rotordemonstrators

Bemessungsleistung PN 1,5kW

Bemessungsdrehmoment MN 9,5Nm

Bemessungsdrehzahl nN 1500min−1

Bohrungsdurchmesser Dbohr 80mm

Aktivteillänge l 80mm

Bemessungsspannung UN 400V

Bemessungsstrom IN 2,6A

Maschine ist mit einer dreisträngigen, im Stern geschalteten Zweischichtwicklung mit q = 3
und W/τp = 0,89 versehen. Der Rotor besitzt zwei balkenförmig vergrabene Magnete pro Pol
und im Fall der Referenzmaschine teilkonzentrische Pole.

Wie in Abschnitt 5.2 erwähnt, kann durch die Ausführung einer geschlossenen Rotoroberfläche
in Verbindung mit geschrägten Streustegen die Gesamtzahl der Polschuh-Joch-Verbindungen
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reduziert werden, weshalb diese Kombination beim additiv gefertigten Rotordemonstrator
umgesetzt ist. Da die Streustege bzw. die Polschuh-Joch-Verbindungen, welche sich zwischen
zwei Magneten desselben Pols befinden, in jedem Fall axial gerade bzw. parallelflächig zu
den Magneten ausgeführt werden, müssen lediglich die Streustege bzw. die Polschuh-Joch-
Verbindungen in der Pollücke geschrägt werden. Da die Konstruktion eines solchen Rotors, bei
dem das Joch, die Magnettaschen und die zwischen den Magneten befindlichen Streustege axial
gerade, und die Polschuhen sowie die im Bereich der Pollücke befindlichen Streustege tordiert
ausgeführt werden, nicht trivial ist, wurde in Zusammenarbeit mit dem KAt eine vorteilhafte
Konstruktionsmethodik erarbeitet, die wie folgt zusammengefasst werden kann (s. Abb. 6.1):

1. Konstruktion der tordierten Rotoroberfläche: Zunächst wird die Polkontur des unge-
schrägten Polschuhs konstruiert, um die Länge d nach innen abgesetzt und dann entlang
der Drehachse um den Schrägungswinkel γs tordiert. Die Stärke der Hülle d entspricht
der späteren Breite der Polschuh-Polschuh-Verbindungen.

2. Konstruktion des tordierten inneren Körpers: Analog zur Rotoroberfläche wird der
restliche innere Körper konstruiert, sodass ein Vollmodell des geschrägten Rotoraktivteils
entsteht.

3. Wegschneiden der axial geraden Regionen: In diesem Schritt werden die Aussparungen
für die Hohlwelle, für die Magnete und für die Pollücken konstruiert.

4. Konstruktion der tordierten Streustege: Im letzten Schritt erfolgt die Konstruktion der
tordierten Streustege, welche somit unabhängig vom Schrägungswinkel der Polschuhe um
einem beliebigen Winkel tordiert werden können. Sollen Festigkeitsanalysen durchgeführt
werden, können in diesem Schritt zudem die Magnete konstruiert werden.

Die CAD-Modelle des Referenzrotors und des additiv gefertigten Rotordemonstrators sowie die
zugehörigen Schnittansichten sind in Abb. 6.2 gezeigt. Im Vergleich zu herkömmlich gestalteten
PM-Rotoren weist der Rotordemonstrator eine Reihe von gestalterischen Besonderheiten auf,
die in den folgenden Abschnitten diskutiert werden.

6.1 Gestaltung der Rotorpolschuhe

Das Rotoraktivteil ist im Fall des Rotordemonstrators gemäß den Untersuchungen in Kapitel 5
um eine Nutteilung geschrägt, wobei die Magnete rechteckförmig und somit axial gerade sind.
In Abb. 6.3 ist die Schrägung im Vergleich der Polkanten zur (blau gestrichelten) Drehachse zu
erkennen. Weiterhin sind im Fall des Rotordemonstrators im Gegensatz zur Referenzmaschine
Sinusfeldpole implementiert.
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(a) Schritt 1 (b) Schritt 2

(c) Schritt 3 (d) Schritt 4

Abbildung 6.1: Konstruktion des geschrägten, additiv gefertigten Rotordemonstrators
(a) Konstruktion der tordierten Rotoroberfläche mit der Wandstärke d
(b) Konstruktion des tordierten inneren Körpers
(c) Wegschneiden axial gerader Bereiche und der Pollücken
(d) Konstruktion der tordierten Streustege und der Magnete

Die Aufweitung des Luftspalts kann in Abhängigkeit von der Rotorumfangskoordinate γ ′2
allgemein mit

δ
(
γ
′
2
)
= Rbohr−RSP

(
γ
′
2
)

(6.1)

beschrieben werden, wobei im Fall einer sinusförmigen Polkontur auf Basis von [141]
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(
γ
′
2
)
= p
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(6.2)

und

kSP =
(Rbohr−δmin)

2p−R2p
bohr

2(Rbohr−δmin)
p (6.3)

gilt. Darin ist β der Sinusfeldpolkoeffizient, der die Krümmung der Polkontur beschreibt und
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(a) konventioneller PM-Rotor (b) Rotordemonstrator

Abbildung 6.2: CAD-Modell und zugehörige Schnittansicht
(a) eines konventionellen PM-Rotors
(b) des additiv gefertigten Rotordemonstrators [Bild: KAt]

entscheidend für die Funktion ist. Wie in Abb. 6.4 dargestellt, würde β = 0 die Kontur eines
Rechteckfeldpols und β = 1 eine ideale Sinusfeldpolkontur mit

δ
(
γ
′
2
)
=

δmin∣∣cos
(

pγ ′2
)∣∣ (6.4)

ergeben. Die Wahl von β > 1 führt auf eine dementsprechend stärker gekrümmte Polkontur. In
Abb. 6.4 ist weiterhin zu erkennen, dass eine teilkonzentrische Kreiskontur keine cosinusför-

(a) konventioneller PM-Rotor (b) Rotordemonstrator

Abbildung 6.3: Teilansicht des CAD-Modells mit Blick auf die Pollücke
(a) eines ungeschrägten PM-Rotors
(b) des kontinuierlich geschrägten Rotordemonstrators [Bild: KAt]
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Abbildung 6.4: Schematische Darstellung unterschiedlicher Polkonturen eines vierpoligen Rotors
in Abhängigkeit vom Sinusfeldpolkoeffizienten β

mige Aufweitung des Luftspalts bewirkt. Im vorliegenden Fall des Rotordemonstrators wurde
β = 0,85 gewählt, um die Vergrabungstiefe der Magnete nicht unnötig zu erhöhen. Weiterhin ist
zu berücksichtigen, dass es aufgrund von fertigungsbedingten Formabweichungen notwendig
sein kann, das Rotoraktivteil auf einen maximalen Rotoraußendurchmesser von

D2,a = Dbohr−2 ·δmin (6.5)

zu drehen bzw. zu schleifen. Wie in Abb. 6.5 gezeigt, würde der Sinusfeldpol dann, je nach
Aufmaß, im Bereich der Polmitte über eine Breite von bRP abgeschliffen. Der Polschuh würde im
Bereich −bRP/2 < γ ′2 <+bRP/2 eine Rechteckfeldpolkontur aufweisen. Für die Luftspaltweite

Abbildung 6.5: Schematische Darstellung der Polkontur nach einem Abdrehen bzw. Abschleifen des
Rotoraktivteils; die kleinste Luftspaltweite δmin beschreibt den Abstand zwischen
der Statorkontur und der Kreiskontur
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gilt im Fall eines in der Polmitte abgeschliffenen Rotoraktivteils

δ
(
γ
′
2
)
=

{
δmin für −bRP/2 < γ ′2 <+bRP/2

δ (γ ′2) gem. (6.1) für γ ′2 <−bRP/2 und γ ′2 >+bRP/2 (6.6)

(vgl. [142]). Durch die kontinuierliche Torsion des Polschuhs wird auch der rechteckpolförmige
Teil der Polkontur relativ zur geometrischen d-Achse verschoben, was wiederum die Schrä-
gungswirkung beeinflusst. Da ein Rechteckfeldpol im Vergleich zum Sinusfeldpol bei sonst
gleichen geometrischen Verhältnissen zu höheren Rastmomenten führt, wird empfohlen, den
Abschliff möglichst gering zu halten und so ein möglichst geringes bRP zu erreichen.

6.2 Gestaltung der Schlitzung an der Rotoroberfläche

Aufbauend auf den in Kapitel 3 gewonnenen Erkenntnissen wurden zur Verringerung von
Wirbelstromeffekten zusätzliche Schlitze in Umfangsrichtung auf der Rotoroberfläche des
Aktivteils implementiert (s. Abb. 6.2 (b)). Schlitze in Umfangsrichtung stellen bei stehender
Fertigung des Rotors, bei der die Drehachse des Rotors in Baurichtung zeigt, horizontale
Spalte mit rechtwinkligen Überhängen dar, welche in dieser Form besonders anfällig für
Materialanhaftungen und Eigenspannungen sind. Insofern wird die maximale Schlitztiefe in
erster Linie durch den maximal fertigbaren selbsttragenden Überhang des gewählten additiven
Fertigungsverfahren begrenzt. Übersteigt die benötigte Schlitztiefe den maximal fertigbaren
selbsttragenden Überhang, sind Stützstrukturen oder eine tragende Fase nötig. Auch begrenzt
die Geometrie des geschrägten Polschuhs die maximale Schlitztiefe. In Abb. 6.6 sind dazu zwei
Schnittansichten in der x-y-Ebene des Aktivteils gezeigt, wobei die Schnittebene im Fall von
Abb. 6.6 (a) in einen Schlitz nahe der axialen Mitte und im Fall von von Abb. 6.6 (b) in einen
Schlitz im axialen Endbereich gelegt wurde. Es ist zu erkennen, dass durch eine Schlitzung
in Umfangsrichtung die Breite der äußeren Streustege insbesondere im axialen Endbereich
verringert wird (siehe Markierung in Abb. 6.6 (b)). Um dem entgegenzuwirken, bietet es sich
an, die Schlitze nicht äquidistant zur Polkontur, sondern rotationssymmetrisch zur Drehachse
zu konstruieren. Der Radius des Schlitzgrunds

Rschl = Dbohr/2−δmin−hschl,max (6.7)

ist dann über die gesamte Aktivteillänge konstant. Die Schlitztiefe hschl (γ
′
2,z) erhält somit eine

Abhängigkeit sowohl von der Rotorumfangskoordinate als auch von der Axialkoordinate. Dies
ist jedoch vertretbar, da der Großteil der Wirbelstromeffekte ohnehin im Bereich des engsten
Luftspalts auftritt, wo sich bei Umsetzung der vorgeschlagenen Konstruktion auch stets die
benötigte Schlitztiefe hschl,max realisieren lässt.

Die axiale Ausdehnung der Schlitze bschl,ax sollte so gering wie möglich gewählt werden, um
einer unerwünschten Erhöhung der über dem Polschuh abfallenden magnetischen Spannung
entgegenzuwirken. Die untere Grenze dessen ist in diesem Fall ebenfalls fertigungstechnisch
begrenzt durch das minimal realisierbare Spaltmaß eines horizontal gefertigten Spalts. Für
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𝑅schl

ℎschl,max
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𝑦

𝑧
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(a) Schnitt in der axialen Mitte

𝑧

𝑥

𝑥

𝑦
ℎschl,max

(b) Schnitt im axialen Endbereich

Abbildung 6.6: Schnittansicht des Rotordemonstrators [Bild: KAt]
(a) nahe der axialen Mitte des Aktivteils und
(b) im axialen Endbereich

kleine Spaltmaße ist zu erwarten, dass angeschmolzene Pulverpartikel im Spalt verbleiben,
die bei zu klein gewählter Schlitzbreite den Schlitz elektrisch überbrücken können, sodass
der Effekt der Schlitzung verringert wird. Die Schlitzbreite hat zusammen mit der gewählten
Anzahl der Schlitze wiederum Einfluss auf den Carter-Faktor. Im vorliegenden Fall erfüllten
eine Schlitzbreite von bschl,ax = 0,6mm und eine maximale Schlitztiefe von hschl,max = 1,5mm
die aufgeführten Randbedingungen bestmöglich. Mit der Wahl von z′tang = 2,25cm−1 Schlitzen
gemäß Gleichung (3.37) kann der Carter-Faktor nach [108] bzw. [115] näherungsweise mit

kc =

1− 1
l2,fe

ztangbschl,ax

(
5δmin
bschl,ax

+1
)
−1

(6.8)

bestimmt werden. Für den vorliegenden Fall ergibt sich kc = 1,022 und somit eine vernachläs-
sigbare Vergrößerung der magnetisch wirksamen Luftspaltweite.
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6.3 Gestaltung der Streustege und der geschlossenen
Rotoroberfläche

6.3.1 Vorüberlegungen

Für die Gestaltung der Streustege stellt sowohl aus magnetischer Sicht als auch aus mechanischer
Sicht der tragende Querschnitt aller Polschuh-Joch-Verbindungen eine entscheidende Dimensio-
nierungsgröße dar. In Kapitel 5 wurden dazu in erster Linie Rotoren mit ausgeprägten Pollücken
betrachtet, bei denen jeder Polschuh über eine bestimmte Anzahl von Streustegen mit dem Joch
verbunden wurde. Es kann sich jedoch als vorteilhaft erweisen, die Rotoroberfläche geschlossen
auszuführen und anstelle von Polschuh-Joch-Verbindungen jeweils benachbarte Polschuhe mit-
einander zu verbinden. Abstrahiert werden kann dies auch auf das in Abschnitt 2.3.2 aufgeführte
Leichtbauprinzip, Drehmomente möglichst über geschlossene Rohrprofile zu übertragen [26].

Die Ausführungsform einer geschlossenen Rotoroberfläche führt dazu, dass bei Rotation anstelle
von radial gerichteter Belastung vermehrt Belastung in Umfangsrichtung auftritt. Im Sonderfall
eines kreisrunden, rotierenden Zylinders ohne Polschuh-Joch-Verbindungen würden sogar
ausschließlich Umfangskräfte auftreten. Eine geschlossene Rotoroberfläche nimmt also einen
Teil der Zentrifugalkräfte auf, sodass aus mechanischer Sicht die tragende Querschnittsfläche der
Polschuh-Joch-Verbindungen verringert werden kann, was wiederum den über diese Streupfade
abfließenden magnetischen Fluss verringert. Aus magnetischer Sicht ist zu bewerten, ob das
Einbringen von Polschuh-Polschuh-Verbindungen, welche ihrerseits zusätzliche Streuflüsse
bewirken, sich vorteilhaft auf den resultierenden Rotorstreufluss auswirkt. Da sowohl die
Polschuh-Joch-Verbindungen als auch mögliche Polschuh-Polschuh-Verbindungen in der Regel
hoch gesättigt sind, wird lediglich ein geringer Einfluss auf die q-Induktivität erwartet. Gesetzt
den Fall, dass der Rotorstreufluss nicht negativ beeinflusst wird, kann die Ausführung einer
geschlossenen Rotoroberfläche anstelle ausgeprägter Pollücken also empfohlen werden.

Unabhängig davon sollten alle Streuwege aus magnetischer Sicht stets mit kleinstmöglichen
Querschnitten ausgeführt werden. Der minimal realisierbare Querschnitt ist beim konventionel-
len Stanzen oder beim Lasern von Einzelblechen oft fertigungstechnisch begrenzt, sodass die
Metalladditive Fertigung mit ihren eigenen, neuen Fertigungsgrenzen diesbezüglich Verbesse-
rungspotential bietet.

6.3.2 Mechanische Dimensionierung

Wie zuvor dargelegt, erlaubt die Additive Fertigung eine Neubewertung bestehender Konstruk-
tionsrichtlinien. In Rotoren elektrischer Maschinen stellen insbesondere die Streustege bzw.
die Polschuh-Joch- und die Polschuh-Polschuh-Verbindungen mechanisch kritische Bereiche
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dar. Diese werden im Folgenden mithilfe von mechanischen 3D-FE-Simulationen untersucht,
um daraus praktische Hinweise zur Konstruktion additiv gefertigter Rotoren für Servomotoren
abzuleiten.

6.3.2.1 Randbedingungen und Methodik

Um die mechanische Spannungsverteilung und die Verformung im Betrieb zu simulieren,
wurden mit ANSYS Mechanical (Version 2019 R3) dreidimensionale statisch-mechanische FE-
Analysen durchgeführt. Insgesamt wurden die drei in Abb. 6.7 gezeigten Modelle untersucht.
Modell I stellt ein Modell eines geschrägten Rotors mit kreisrunder Welle und Modell II ein
Modell des additiv gefertigten Rotordemonstrators dar. Zur Reduktion der Rechenzeit wurde für
die mechanischen Simulationen auf die Modellierung von mechanisch irrelevanten Details, wie
z.B. auf die Schlitzung beim Rotordemonstrator, verzichtet. Zu erkennen ist der konusförmige
Übergangsbereich zwischen dem Aktivteil und den Lagern. Die Welle ist hohl ausgeführt, sodass
der konusförmige Übergang einem Hohlkegel entspricht. Modell III stellt lediglich das Aktivteil
des Rotordemonstrators dar. Gut zu erkennen ist in Abb. 6.7 (c) die rautenförmige Aussparung
nahe der Drehachse, welche, wie später noch gezeigt wird, axial in den konusförmigen Bereich
zwischen dem Aktivteil und den Lagersitzen übergeht.

(a) Referenzrotor, Modell I (b) Rotordemonstrator, Modell II

(c) Aktivteil des Rotordemonstrators, Modell III

Abbildung 6.7: 3D-FE-Modelle zur statisch-mechanischen Analyse, im Folgenden als
Modell I, Modell II und Modell III bezeichnet
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Tabelle 6.2: Materialparameter für die mechanische 3D-FE-Analyse

Aktivteil Magnete Welle (Referenzrotor)

Material AF-FeSi2,9 NdFeB Baustahl

Dichte 7650kgm−3 8300kgm−3 7850kgm−3

E-Modul 2 ·105 MPa 1,6 ·105 MPa 2 ·105 MPa

Querkontraktionszahl 0,30 0,24 0,30

Zugfestigkeit 591MPa 80MPa 460MPa

Streckgrenze 443MPa 80MPa 250MPa

Die Materialparameter der zur Simulation verwendeten Materialien sind in Tab. 6.2 zusammen-
gefasst. Für die Kontaktflächen zwischen den Magneten und dem Rotorjoch wurde ein reibungs-
behafteter Kontakt (Reibungskoeffizient µ = 0,1) implementiert, um ein rotationsbedingtes
Abheben der Magnete vom Rotorjoch zu berücksichtigen. Für alle weiteren Kontaktflächen
wurde ein fester Verbund simuliert. Neben der Gewichtskraft des Rotors wurden im Fall von
Modell I und Modell II jeweils ein Festlager auf der A-Seite und ein Loslager auf der B-Seite
integriert.

Das FE-Mesh wurde insbesondere in den Bereichen verfeinert, in denen eine hohe mechanische
Belastung oder ein signifikanter Belastungsgradient zu erwarten ist. Weiterhin wird angestrebt,
ein möglichst gleichmäßiges Mesh aufzubauen, um Diskretisierungsfehler zu verringern.

Durch Implementierung einer Flächenkraft in Umfangsrichtung an der Rotoroberfläche und
eines Spannsatzes am Wellenende kann das Drehmoment simuliert werden. Zusammen mit der
Vorgabe einer Drehzahl kann somit jeder gewünschte Betriebspunkt simuliert werden.

6.3.2.2 Grundsätzliche Verteilung der mechanischen Spannung im Rotor

Um die Robustheit gegenüber unvorhergesehenen Drehzahl- und Drehmomentspitzen zu erhö-
hen, wurde der Rotordemonstrator für ein Maximaldrehmoment von Mmax = 2 ·MN und für eine
Maximaldrehzahl von nmax = 3 ·nN dimensioniert. Die sich in diesem Betriebspunkt einstellen-
de resultierende von-Mises-Vergleichsspannung der drei Modelle ist in Abb. 6.8 gezeigt. Das
Maximum der Vergleichsspannung beträgt im Fall von Modell I etwa σvM,max,REF = 29,6MPa
und im Fall von Modell II etwa σvM,max,AMFM = 57,6MPa und befindet sich jeweils im Bereich
des Wellenendes. Weiterhin zeigt sich, dass aufgrund der ausgeführten Hohlwelle im Fall des
Rotordemonstrators die mechanische Belastung des Übergangsbereichs, des Lagerbereichs und
des Wellenendes auf der A-Seite im Vergleich zum Referenzrotor höher ist (s. Tab. 6.3). Die
B-Seite ist in beiden Fällen kaum belastet. Bei näherer Betrachtung der Streupfade fällt auf,
dass die mittleren, in der d-Achse befindlichen Polschuh-Joch-Verbindungen stärker belastet
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(a) Referenzrotor, Modell I (b) Rotordemonstrator, Modell II

(c) Aktivteil des Rotordemonstrators, Modell III

Abbildung 6.8: FE-berechnete Verteilung der Vergleichsspannungen der Modelle I, II und III für
M = Mmax und n = nmax

werden als die äußeren Polschuh-Polschuh-Verbindungen. Die zusätzlichen Polschuh-Joch-
Verbindungen in den Pollücken werden hingegen kaum mechanisch belastet. Wie erwartet, sind
die mittleren Polschuh-Joch-Verbindungen in erster Linie einer radial gerichteten Spannung und
die Polschuh-Polschuh-Verbindungen primär einer Spannung in Umfangsrichtung ausgesetzt.

In Tab. 6.3 ist weiterhin zu sehen, dass die in der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung auf-
tretende Maximalspannung näherungsweise unabhängig von der Ausführungsform der Welle
und der Übergangsbereiche zu sein scheint. Zur Reduktion der Rechenzeit ist es somit für die
mechanische Dimensionierung von Streustegen ausreichend, lediglich das Rotoraktivteil zu
simulieren. Die folgenden Untersuchungen wurden daher am Modell III durchgeführt.

6.3.2.3 Spannungsverteilung in den Streustegen

Das Verhältnis der Vergleichsspannung in der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung zur Ver-
gleichsspannung in der Polschuh-Polschuh-Verbindung ist in erster Linie abhängig vom Ver-
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Tabelle 6.3: Ergebnis der mechanischen 3D-FE-Analyse bei M = Mmax und n = nmax

Modell I Modell II Modell III
Maximal auftretende Vergleichsspannung im

42,8MPa 58,1MPa 42,6MPa
gesamten Rotor

Maximale Vergleichsspannung in der mittleren
41,8MPa 38,0MPa 42,6MPa

Polschuh-Joch-Verbindung

Mittlere Vergleichsspannung in der mittleren
14,7MPa 13,8MPa 15,3MPa

Polschuh-Joch-Verbindung

hältnis der jeweiligen tragenden Querschnitte. Wird der tragende Querschnitt in der mittleren
Polschuh-Joch-Verbindung verringert, erhöht sich dementsprechend die mechanische Span-
nung in den Polschuh-Polschuh-Verbindungen. Im vorliegenden Fall entspricht die Breite der
mittleren Polschuh-Joch-Verbindung der Breite der Polschuh-Polschuh-Verbindung. Da das
Spannungsmaximum des Rotoraktivteils dadurch in der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung
auftritt, stellt diese die für die mechanische Dimensionierung kritische Komponente dar.

Aufgrund des geschrägten Polschuhs und der einseitigen Drehmomentabnahme ist weiter-
hin zu erwarten, dass die mechanische Spannung in axialer Richtung nicht konstant ist. Die
Vergleichsspannung in Abhängigkeit von der Axialposition inmitten der mittleren Polschuh-
Joch-Verbindung sowie inmitten der Polschuh-Polschuh-Verbindung ist in Abb. 6.9 gezeigt. Die
Simulation wurde bei n = nmax und M = Mmax durchgeführt. Es zeigt sich, dass die mittlere
Polschuh-Joch-Verbindung im axialen Endbereich einer um ca. 20 % höheren mechanischen
Spannungen ausgesetzt ist als in der axialen Mitte. Die Polschuh-Polschuh-Verbindung hin-
gegen erfährt durch die Schrägung an dem einen axialen Ende eine im Vergleich zur axialen

(a) mittlere Polschuh-Joch-Verbindung (b) Polschuh-Polschuh-Verbindung

Abbildung 6.9: FE-berechnete Vergleichsspannung als Funktion der Axialposition σvM(z) für
n = nmax und M = Mmax
(a) bei Auswertung inmitten der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung und
(b) bei Auswertung inmitten der Polschuh-Polschuh-Verbindung
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Mitte um ca. 30 % verringerte und am anderen axialen Ende eine um ca. 30 % höhere Ver-
gleichsspannung. Dies kann dadurch erklärt werden, dass durch die Torsion der Rotorpolschuhe
auch die Anbindungspunkte der äußeren Polschuh-Joch-Verbindungen tordiert werden. Dies
führt zusammen mit dem in Umfangsrichtung wirkenden Drehmoment zu einer axial einsei-
tigen Entlastung. Weiterhin bestätigt Abb. 6.9, dass die Vergleichsspannung in der mittleren
Polschuh-Joch-Verbindung grundsätzlich höher ist als die Vergleichsspannung in der Polschuh-
Polschuh-Verbindung.

6.3.2.4 Untersuchung der Spannungskomponenten

In diesem Abschnitt wird die mechanische Spannungsverteilung in Abhängigkeit von der Dreh-
zahl und vom Luftspaltdrehmoment untersucht. Abbildung 6.10 zeigt diesbezüglich zunächst
die resultierende Vergleichsspannung. Dabei erfolgt die Auswertung zum einen ausschließlich
in der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung und zum anderen im gesamten restlichen Rotor-
aktivteil (d.h. in den Polschuhen, im Joch, in den Polschuh-Polschuh-Verbindungen und in
den Magneten). Es ist zu erkennen, dass die Vergleichsspannung mit steigender Drehzahl
aufgrund von σ ∼ F ∼ n2 überproportional und mit steigendem Drehmoment aufgrund von
σ ∼ F ∼M näherungsweise linear steigt. In der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung beträgt
die Vergleichsspannung bei n = nmax und M = Mmax im Vergleich zum Anfahrpunkt (n = 0 und
M = Mmax)

σvM,Akt(nmax,Mmax) = 3,41 ·σvM,Akt(n = 0,Mmax) .

Im Betrieb mit Maximaldrehzahl n = nmax gilt für die Vergleichsspannung lediglich

σvM(nmax,Mmax) = 1,55 ·σvM(nmax,M = 0) .

(a) mittlere Polschuh-Joch-Verbindung (b) restliches Rotoraktvteil

Abbildung 6.10: FE-berechnete Vergleichsspannung in Abhängigkeit von der Drehzahl und vom
Drehmoment σvM(n,M)
(a) bei Auswertung der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung
(b) bei Auswertung des restlichen Rotorkativteils
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Abbildung 6.11: FE-berechnete Spannungserhöhung αk(n,M) in der mittleren Polschuh-Joch-
Verbindung als Funktion der Drehzahl und des Drehmoments

Im restlichen Rotoraktivteil ergibt sich bei Betrachtung der Betriebsgrenzen analog dazu

σvM,Akt(nmax,Mmax) = 7,77 ·σvM,Akt(n = 0,Mmax) ,

σvM,Akt(nmax,Mmax) = 1,88 ·σvM,Akt(nmax,M = 0) .

Die Spannungsüberhöhung
αk =

σvM,max

σvM
(6.9)

wird definiert als das Verhältnis der maximal auftretenden Spannung zur mittleren Spannung.
Die Spannungsüberhöhung der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung ist in Abb. 6.11 dargestellt.
Es ist zu erkennen, dass die Spannungsüberhöhung im Bereich 1,8 < αk < 4,2 liegt. Inwiefern
die Spannungsüberhöhung von den Innenradien der Polschuh-Joch-Verbindungen abhängt, wird
im folgenden Abschnitt erläutert.

Zur detaillierteren Evaluation des Spannungszustands erfolgt die Untersuchung der einzelnen
zur resultierenden Vergleichsspannung σvM nach Gleichung (2.5) beitragenden Spannungskom-
ponenten. Die Normalspannungskomponenten in radialer, tangentialer und axialer Richtung
(σrad, σtang und σax) sind in Abb. 6.12 und die Schubspannungskomponenten in den drei Be-
zugsebenen (τrϕ , τϕz und τrz) sind in Abb. 6.13 gezeigt. Die Auswertung erfolgt jeweils in der
mittleren Polschuh-Joch-Verbindung und im restlichen Rotoraktivteil. Es ist zu erkennen, dass
die Normalkomponente der Radialspannung in der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung gegen-
über allen anderen Spannungskomponenten dominiert. Die Annahme, die Normalkomponente
der Radialspannung als dimensionierungskritisch anzunehmen, kann somit bestätigt werden. Im
restlichen Aktivteil und hier insbesondere im Bereich der Polschuh-Polschuh-Verbindungen
übersteigt die Umfangskomponente der mechanischen Spannung bei hohen Drehzahlen und
hohen Drehmomenten die anderen beiden Spannungskomponenten. Die Axialkomponente
der mechanischen Spannung ist in der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung und im restlichen
Aktivteil in ähnlicher Größenordnung zu beobachten. Sie weist im Vergleich zu den anderen
Spannungskomponenten die geringste Drehmomentabhängigkeit auf.
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(a) mittlere Polschuh-Joch-Verbindung (b) restliches Rotoraktvteil

Abbildung 6.12: FE-berechnete maximal auftretende Normalspannungskomponenten
σrad, σtang und σax als Funktion der Drehzahl und des Drehmoments
(a) bei Auswertung der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung
(b) bei Auswertung des restlichen Rotorkaktivteils
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(a) mittlere Polschuh-Joch-Verbindung (b) restliches Rotoraktvteil

Abbildung 6.13: FE-berechnete maximal auftretende mechanischen Schubspannungskomponenten
τrϕ , τϕz und τrz als Funktion der Drehzahl und des Drehmoments
(a) bei Auswertung der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung
(b) bei Auswertung des restlichen Rotorkaktivteils
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6.3.2.5 Untersuchungen zur Wahl des Kerbradius in PM-Rotoren

Spannungsspitzen treten insbesondere im Bereich von Kerben auf. Im vorliegenden Fall be-
trifft dies insbesondere die Übergänge von den Streustegen auf das Rotorjoch bzw. von den
Streustegen auf die Rotorpolschuhe. Da der Kerbradius signifikanten Einfluss auf die maximal
auftretende mechanische Spannung hat, wird im Folgenden die Abhängigkeit der mechanischen
Spannung von ebendiesem Radius untersucht. Es sei schon einmal vorweg genommen, dass
ein kreisförmiger Übergang mit festem Radius Rkerb nicht die optimale Kerbform darstellt. Die
Kerbform, die am ehesten den Verlauf der Kraftlinien nachbildet und somit die geringsten
Spannungsüberhöhungen erwarten lässt, wird durch einen elliptischen Übergang beschrieben
[50, 143].

In Abb. 6.14 (a) sind die zur Untersuchung verwendete klassische Streusteggeometrie und in
Abb. 6.14 (b) die im Rotordemonstrator letztlich umgesetzte Geometrie zu sehen. Es ist zu
erkennen, dass im Fall des Rotordemonstrators die Höhe der Ellipse a größer ist als die Höhe
der Magnettasche. Die dadurch entstehenden zusätzlichen Aussparungen der Höhe h haben
ebenfalls eine vorteilhafte Wirkung auf die resultierende Kerbspannung und reduzieren den
Einfluss möglicher Gestaltabweichungen im additiven Fertigungsprozess.

Zunächst wurden zur besseren Vergleichbarkeit alle Übergänge entsprechend Abb. 6.14 (a)
mit dem gleichen Rkerb und der gleichen Streustegbreite bSTS = 1mm modelliert. Die maxi-
mal auftretende Vergleichsspannung ist in Abb. 6.15 in Abhängigkeit von Rkerb dargestellt.
Dabei sind die Polschuhe, das Rotorjoch, die äußeren Polschuh-Joch-Verbindungen und die
Polschuh-Polschuh-Verbindungen abermals als restliches Aktivteil zusammengefasst und im
Vergleich zur mittleren Polschuh-Joch-Verbindung dargestellt. Die untere Grenze von Rkerb wird
bestimmt durch das Fertigungsverfahren. Im Kontext der Additiven Fertigung ist diesbezüglich
in erster Linie die räumliche Auflösung des Lasers und der Spurabstand den minimal fertigbaren
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(b) Geometrie des Rotordemonstrators

Abbildung 6.14: Geometrie der mittleren Polschuh-Joch-Verbindung; gezeigt ist der Querschnitt in
der r-ϕ-Ebene
(a) klassische Geometrie mit kreisförmigen Übergängen
(b) final umgesetzte Geometrie des Rotordemonstrators mit elliptischen
Übergängen [Bild: KAt]
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Abbildung 6.15: FE-berechnete mechanische Spannung als Funktion des Innenradius an den Über-
gängen der Streustege zum Rotorjoch bzw. zu den Polschuhen σvM(Rkerb); simu-
liert wurde der Betriebspunkt n = nmax und M = Mmax

Kerbradius, welcher nach [27] etwa im Bereich von 0,3mm liegt, ausschlaggebend.

Nach Abb. 6.15 könnte man bei der Betrachtung der Ergebnisse auf einen linearen Zusammen-
hang zwischen der Vergleichsspannung und dem Kerbradius schließen, was allerdings aufgrund
von σ ∼ A−1 nicht zu erwarten ist. Da die Untersuchung von Rkerb < 0,2mm mit dem zur
Verfügung stehenden Modell nicht möglich war, ist in Abb. 6.15 für diesen Bereich lediglich
eine extrapolierte Kurve zu sehen.

Eine analytische Beschreibung der Kerbwirkung ist in bestimmten Grenzen durch die sog.
Kerbformzahl möglich, die als das Verhältnis der maximal auftretenden Spannung zur Be-
zugsspannung des Querschnitts ohne Kerbe definiert wird [50]. Wird als Bezugsspannung
die mittlere Spannung σvM in dem bestimmten Gebiet gewählt, entspricht die Kerbformzahl
der Spannungsüberhöhung aus Gleichung (6.9). Die Kerbformzahl selbst wird bestimmt über
die zugrunde liegende Geometrie und die Belastungsart. Für den vorliegenden Fall wird die
Berechnung der Kerbformzahl αk selbst bei rein radialer Zugbelastung sehr komplex und
soll hier deshalb nicht weiter ausgeführt werden. Mit grober Näherung lässt sich allerdings
σvM,max ∼ αk ∼ 1/Rkerb annehmen, sodass für die Regressionsfunktion ebendieser Zusammen-
hang gewählt wurde [144, 145].

In jedem Fall zeigt sich, dass die Vergleichsspannungen für den technisch relevanten Bereich von
Rkerb > 0,3mm weit unterhalb der Streckgrenze der additiv verarbeiteten Eisen-Silizium- und
Eisen-Kobalt-Legierungen liegen, sodass die Kerbwirkung für diese Fälle zu keiner kritischen
Spannungsüberhöhung führt. Es ist jedoch zu beachten, dass vorgegebene Soll-Kerbradien im
Bereich einzelner Zehntelmillimeter aufgrund der Auflösung der 3D-Drucker und der endlichen
Spurbreite der Laser von der vorgegebenen Kontur abweichen können, was gegebenenfalls
weitere lokale Spannungsüberhöhungen zur Folge hat.
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6.3.2.6 Zusammenfassung und mechanische Grobdimensionierung

In den vorherigen Abschnitten wurden die grundsätzliche Verteilung der mechanischen Span-
nung in kontinuierlich geschrägten PM-Rotoren mit einseitiger Drehmomentabnahme aufgezeigt
und die Abhängigkeit der Spannung von der Drehzahl und vom Luftspaltdrehmoment disku-
tiert. Es ergab sich, dass die Innenkanten der Polschuh-Joch-Verbindungen und der Polschuh-
Polschuh-Verbindungen aufgrund der Kerbwirkung die mechanisch am Stärksten belasteten
Bereiche darstellen, welche jedoch, sofern sie mit einem Kerbradius Rkerb > 0,3mm ausgeführt
werden, keine kritischen Spannungsüberhöhungen aufweisen. Entscheidend für die jeweilige
Verteilung der mechanischen Spannung ist das Verhältnis der tragenden Querschnitte. Im vor-
liegenden Fall stellt der mittlere Streusteg die aus mechanischer Sicht kritische Komponente
dar. Die Verteilung der mechanischen Spannung und die Betrachtung der einzelnen Span-
nungskomponenten zeigt, dass zur „optimierten“ mechanischen Dimensionierung aufwändige
dreidimensionale FE-Berechnungen nötig sind. Ein verbreiteter Ansatz stellt deshalb die me-
chanische Grobdimensionierung mithilfe von Abschätzungsfaktoren und Sicherheitsbeiwerten
dar, die – unter Nutzung der zuvor erarbeiteten Erkenntnisse – im Folgenden kurz vorgestellt
wird (vgl. [50, 82]).

Im einfachsten Fall können die Magnete und die Polschuhe als Punktmassen mPM bzw. mPS
angesehen werden, die auf dem jeweiligen Radius RPM bzw. RPS ihres Schwerpunkts mit der
Winkelgeschwindigkeit Ω rotieren. Mit der Zentrifugalkraft

Fzf = m ·R ·Ω2 (6.10)

kann der minimale tragende Querschnitt mit

Amin =
Fzf,PS + zPM ·Fzf,PM

zSTS ·σmax
(6.11)

berechnet werden. Dabei beschreibt σmax die maximal erlaubte Spannung, zPM die Anzahl der
Magnete pro Pol und zSTS die Anzahl der Streustege pro Pol. Mit Gleichung (6.10) kann auch
der überproportionale Zusammenhang zwischen der Drehzahl und der Vergleichsspannung be-
gründet werden. Die Kerbwirkung kann in Gleichung (6.11) nun mithilfe von αk berücksichtigt
werden. Eine mögliche dynamische Belastung wäre mithilfe der Abschätzungsfaktoren aus den
Gleichungen (2.6) bis (2.9) abbildbar. Alle weiteren Unsicherheiten, wie z.B. Diskretisierungs-
fehler bei der FE-Simulation, unzureichende Materialparameter oder Materialfehler, können
durch den zusätzlichen Sicherheitsbeiwert ksb ≥ 1 berücksichtigt werden. Auch eine bewusste
Überdimensionierung zur Berücksichtigung unvorhergesehener Drehzahl- oder Drehmoment-
spitzen ist somit leicht möglich. Der Sicherheitsbeiwert ksb spiegelt somit die Qualität der
Vorausberechnungen und der zur Verfügung stehenden Material- und Betriebsparameter wider
und sollte umso größer gewählt werden, je größer die Unsicherheit ist. Da die Zugfestigkeit
in der Regel bekannt ist, bietet es sich an, die maximal erlaubte Spannung in Relation zur
Zugfestigkeit mit

σmax =
kdyn

αk · ksb
·Rm (6.12)



Gestaltung, Konstruktion und Herstellung eines additiv gefertigten Rotordemonstrators 115

zu bestimmen. Beim Betrieb an der materialspezifischen Belastungsgrenze entspräche die
maximal erlaubte Spannung σmax der Zugfestigkeit Rm. Der Formfaktor αk und der Faktor kdyn
werden, wie oben dargestellt, experimentell, numerisch oder auf Basis von Erfahrungswerten
bestimmt.

Bislang ist davon ausgegangen worden, dass die resultierende Fliehkraft Fzf,ges eine gleichmäßi-
ge Spannungsbelastung σges/zSTS aller Streustege bewirkt. Dies ist in Abb. 6.16 (a) schematisch
dargestellt. Dabei ist es für die Grobdimensionierung auch nicht entscheidend, ob die Fliehkräf-
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Abbildung 6.16: Prinzipdarstellung der Aufteilung der mechanischen Spannung bei zM = 2 Magne-
ten pro Pol und zSTS = 3 Streustegen pro Pol und reiner Fliehkraftbelastung
(a) bei gleichmäßiger Spannungsverteilung
(b) bei ungleichmäßiger Spannungsverteilung

te ausschließlich von Polschuh-Joch-Verbindungen in Form von (vorwiegend) Radialkräften
oder von Polschuh-Polschuh-Verbindungen in Form von (vorwiegend) Umfangskräften auf-
genommen werden, da diese in beiden Fällen Normalspannungen darstellen. Angenommen,
der Anteil k ·FZf,ges (mit 0≤ k ≤ 1) würde nun auf der einen Seite des Polschuhs angreifen
und der Anteil (1− k) ·Fzf,ges auf der anderen, ergäbe sich eine ungleichmäßige Belastung der
Streustege (s. Abb. 6.16 (b)). Für zSTS = 3 würde der mittlere Streusteg trotzdem unabhängig
von k stets mit σges/2 belastet. Für die äußeren Streustege würde die Belastung k ·σges/2 bzw.
(1− k) ·σges/2 betragen.

Eine beispielhafte Gegenüberstellung zweier Grobdimensionierungen ist Tab. 6.4 zu entnehmen.
Dabei wurde eine schwellende Belastung mit dem dynamischen Abschätzungsfaktor nach
Gleichung (2.7) angenommen. Der Kerbformfaktor wurde gemäß Abb. 6.11 zu αk(nmax) = 3,7
gewählt. Die linke Spalte von Tab. 6.4 zeigt dabei die Dimensionierung für den vorliegenden
Fall und die rechte Spalte eine Dimensionierung für ein (theoretisches) Design, bei dem keine
Spannungsüberhöhungen (αk = 1) auftreten und keine Unsicherheiten in der Vorausberechnung
mehr vorhanden sind (ksb = 1). Zudem wurde angenommen, dass die Streustege aus additiv
gefertigten Gitterstrukturen aufgebaut werden, deren Zugfestigkeit in Anlehnung an [30] zu
Rm,gitter = 0,364 ·Rm,voll bestimmt wurde. Obwohl Streustegbreiten von weniger als 0,1mm
mit additiven Fertigungsverfahren bis dato kaum fertigbar sind, zeigt Tab. 6.4, dass für einen
sicheren Betrieb auch ein verringerter tragender Querschnitt ausreichend sein kann.
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Tabelle 6.4: Beispielhafte Gegenüberstellung von zwei mechanischen Grobdimensionierungen für
die Streustegbreite

Streustege aus Streustege aus
massivem Material Leichtbau-Gitterstruktur

Material FeSi2,9 FeSi2,9

Zugfestigkeit Rm 590MPa 215MPa

Schwellfestigkeitsfaktor kdyn 0,60...0,70 0,60...0,70

Kerbformfaktor αk 3,7 1

Sicherheitsbeiwert ksb 2...5 1

max. erlaubte Spannung σmax 19,1...55,8MPa 129,0...150,5MPa

Streustegbreite bSTS,min 0,16...0,41mm 0,06...0,07mm

Abbildung 6.17 veranschaulicht dies noch einmal, wobei für die Berechnung der maximal erlaub-
ten Spannung kdyn = 0,7, ksb = 2 und αk = 3,7 angenommen wurde und die FE-Simulationen
abermals mit den in Abschnitt 6.3.2.1 dargelegten Randbedingungen durchgeführt wurden. Es
ist zu erkennen, dass die maximal erlaubte Spannung erst bei einem Streustegbreitenfaktor
von etwa ks = 0,59 erreicht wird (gestrichelte Linie). Dies bedeutet, dass der Streusteg für den
vorliegenden Fall um 41 % verkleinert werden könnte, ohne dass die maximal erlaubte Span-
nung überschritten würde. Im Fall des Rotordemonstrators wurde letztlich die in Abb. 6.14 (b)
gezeigte Streusteggeometrie umgesetzt. Für die Streustegbreite und die Breite der äußeren
Streustege an der schmalsten Stelle wurde bSTS = 0,45mm angesetzt, was im vorliegenden Fall
ungefähr ks ≈ 0,5 entspricht.

Abbildung 6.17: FE-berechnete maximale Vergleichsspannung im Streusteg bei Verringerung der
tragenden Querschnittsfläche; für den Wert der maximal erlaubten Spannung
wurde kdyn = 0,7, ksb = 2 und αk = 3,7 angenommen
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6.4 Gestaltung der axialen Endbereiche

In Abb. 6.2 (b) sind auf der Stirnseite des Aktivteils kreisrunde Aussparungen zu sehen. Da
aufgrund der Härte von FeSi2,9 und des bereits hohen Leichtbaugrads des Rotordemonstra-
tors mögliche Wuchtbohrungen vermieden werden sollten, war es nötig, Aussparungen in der
Stirnseite der Polschuhe vorzusehen, die später mit Wuchtpaste gefüllt werden könnten. Um die
Aussparungen nicht im Aktivteilbereich anzusetzen, wurde das Aktivteil axial um jeweils 1mm
verlängert. Ein im Vergleich zum Statoraktivteil verlängertes Rotoraktivteil kann wiederum
dazu führen, dass der Anteil des axial in den Stator eintretenden magnetischen Flusses erhöht
wird, der wiederum im Betrieb zu zusätzlichen Ummagnetisierungsverlusten führt. Aus diesem
Grund sollte der axial aus dem Luftspalt ausquellende Anteil des Luftspaltfelds möglichst
gering sein. Basierend auf den Erkenntnissen aus [146] wird dies in erster Linie bei großen
elektrischen Maschinen über eine Aufweitung des Luftspalts dadurch umgesetzt, dass die Stator-
bleche im axialen Endbereich mit stufenweise vergrößertem Bohrungsdurchmesser ausgeführt
werden. Auf das gleiche Ergebnis, nämlich einen vergrößerten Luftspalt im axialen Endbereich
δend > δ0, kommt man, wenn anstatt des vergrößerten Bohrungsdurchmessers ein verkleinerter
Rotoraußendurchmesser ausgeführt wird (s. Abb. 6.18). Diese Maßnahme kann mithilfe der
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𝑅PS

(c) rotorseitige Aufweitung

Abbildung 6.18: Schematische Darstellung eines Längsschnitts im axialen Endbereich einer elektri-
sche Maschine; Wicklung und Erregung sind nicht dargestellt;
(a) ohne Aufweitung des Luftspalts im axialen Endbereich
(b) mit stufenweiser, statorseitiger Aufweitung des Luftspalts
(c) mit kontinuierlicher, rotorseitiger Aufweitung des Luftspalts

Additiven Fertigung rotorseitig leicht umgesetzt werden, indem die Kanten bereits während der
Dimensionierung abgerundet oder mit einer Fase versehen werden. Eine quantitative Analyse
des axial ausquellenden Luftspaltflusses folgt in Abschnitt 8.1 und soll zunächst nicht weiter
ausgeführt werden. Da das Rotoraktivteil insgesamt 2mm länger ist als das Statoraktivteil,
wurden die Polkanten im axialen Endbereich mit dem Radius RPS = 1mm verrundet.
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6.5 Gestaltung der Hohlwelle und der Übergangsbereiche
zwischen dem Aktivteil und den Lagern

Das Rotorjoch hat aus elektromagnetischer Sicht die Funktion, den magnetischen Fluss zwi-
schen zwei benachbarten Polen zu leiten, wobei der magnetische Spannungsabfall im Joch so
gering wie möglich sein sollte. Aus mechanischer Sicht wird Material im Bereich zwischen
den Magneten und der Drehachse für die Kraftleitung zwischen der Rotoroberfläche und der
(einseitigen oder beidseitigen) Drehmomentabnahme vorgesehen. Da es grundsätzlich vorteil-
haft ist, Drehmoment über geschlossene, kreisrunde Geometrien (Rohrprofile) mit großem
Radius zu übertragen, wird der Bereich nahe der Drehachse zunehmend irrelevant für die Dreh-
momentübertragung. Somit ist der Bereich nahe der Drehachse nun weder aus mechanischer
noch aus magnetischer Sicht relevant, und es wird empfohlen, diesen Bereich entweder mit
Leichtbau-Gitterstrukturen zu versehen oder als Hohlraum auszuführen. Alternativ könnte der
Bereich z.B. auch dazu genutzt werden, eine Rotorkühlung zu integrieren.

Zwischen dem Aktivteil und den Lagern, im sog. Übergangsbereich, fällt dann die Notwen-
digkeit magnetischer Funktionen weg, sodass dieser Bereich ausschließlich auf die Drehmo-
mentübertragung dimensioniert werden kann. Da auch hier ein geschlossenes Rohrprofil das
Optimum darstellt, wird der Übergangsbereich in Form eines Hohlkegelstumpfs ausgeführt. Der
maximale Radius ergibt sich aus dem Querschnitt des Rotors. Wie in Abb. 6.19 zu sehen, sollte
der Kegelstumpf direkt unterhalb der Magnete ansetzen, um einen möglichst großen Radius zu
erreichen. Im Fall balkenförmig vergrabener Magnete hat das Rotorjoch aus axialer Sicht die
Form eines n-Ecks mit n = 2p. Je größer p ist, desto mehr nähert sich diese Form bereits der
gewünschten kreisförmigen Grundfläche des Kegelstumpfs an. Der Radius des Kegelstumpfs
wird dann linear bis auf den benötigten Radius des Lagers verringert.

Die Wanddicke im Übergangsbereich ergibt sich aus dem zu übertragenden Drehmoment.
Zur Dimensionierung wird abermals die Belastung im Betriebspunkt mit nmax = 3 · nN und
Mmax = 2 ·MN zurate gezogen, um auch mögliche Drehzahl- und Drehmomentspitzen im Be-
trieb durchfahren zu können. Die Vergleichsspannung ist für den A-Lager-seitigen Bereich in
Abb. 6.19 (a) und für den B-Lager-seitigen Bereich in Abb. 6.19 (b) dargestellt. Bei einer Wand-
stärke von dkegel = 0,6mm wird auf der A-Seite eine maximale Spannung von etwa 30MPa
erreicht. Die B-Seite ist weitaus weniger belastet, sodass in diesem Bereich sogar noch geringere
Wandstärken möglich wären.
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(a) A-Lager-Bereich (b) B-Lager-Bereich

Abbildung 6.19: FE-berechnete Vergleichsspannung im Übergangsbereich für n = nmax und M =
Mmax; (a) auf der A-Seite und (b) auf der B-Seite

6.6 Herstellprozess

Die Orientierung des Bauteils im Bauraum bestimmt maßgeblich die spätere Bauteilqualität
und die Maßhaltigkeit (vgl. z.B. [147]). Für rotationssymmetrische Bauteile mit kritischen
Toleranzen in radialer Richtung bietet es sich an, diese so zu drucken, dass die Rotationsachse
in Baurichtung (entlang der z-Achse) orientiert ist. Dies wird mit den geringeren fertigungs-
bedingten Maßabweichungen in x- und in y-Richtung im Vergleich zur z-Richtung begründet,
wie z.B. in [147, 148] gezeigt. Weiterhin beeinflusst die Wahl der Orientierung entschei-
dend die Entwärmungsstrategie des Bauteils während der Fertigung. Grundsätzlich sind hohe
Temperaturgradienten im Bauteil während der Fertigung zu vermeiden, da diese zu hohen
Eigenspannungen und zu Rissen führen können [149]. Einige 3D-Drucker weisen zusätzlich zur
beheizten Bauplattform noch eine Bauraumheizung auf, mit der der gesamte Bauraum gleich-
mäßig aufgewärmt werden kann. Eine Fertigung in einem Bauraum, der bis knapp unterhalb
der Schmelztemperatur beheizt würde, könnte thermisch bedingte Eigenspannungen weiter
reduzieren. Auch ein Spannungsarmglühen des Bauteils direkt nach der Fertigung im Pulverbett
wäre möglich, um eingeschlossene Eigenspannungen abzubauen.

Im verwendeten Modell (SLM 280 HL 2.0) konnte lediglich die Bauplattform beheizt werden,
weshalb es sich grundsätzlich anbietet, große Volumina möglichst nah an der Bauplattform zu
platzieren. Im vorliegenden Fall würde dies bedeuten, den Rotordemonstrator auf der B-Seite
stehend zu drucken, da der Abstand zum Wellenende kleiner ist als auf der A-Seite. Auf der B-
Seite ist der Durchmesser des Wellenendes allerdings deutlich kleiner im Vergleich zur A-Seite.
Da zu erwarten ist, dass dies den Wärmetransport behindert, wurde der Rotordemonstrator auf
der A-Seite stehend gefertigt. Davon abgesehen ist die Wahl der Orientierung aus Sicht der
Mechanik nicht entscheidend, da das Aktivteil ohnehin mit Stützstrukturen unterbaut wird, um
Verformungen, insbesondere der Überhänge, zu vermeiden [26].
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Abbildung 6.20: (a) Schematische Darstellung der Bauteilorientierung in der x-y-Ebene mit dem
Winkel zur x-Achse γ = 0◦;
(b) reale Anordnung mit γ = 30◦ [Bild: KAt];
(c) gewählte Belichtungsstrategie; die dunklen Streifen zeigen die Überlappung
der einzelnen Streifen [Bild: LWK]

Die Wirkungsweise des Beschichters hat ebenfalls Einfluss auf die resultierende Bauteilqualität
[150]. Dabei stellt sich zunächst die Frage, in welchem Winkel γ zur x-Achse, die gemäß
Abb. 6.20 (a) senkrecht zur Bewegungsrichtung des Beschichters definiert wird, das Bauteil auf
der Bauplattform platziert wird. Angenommen, der Rotor würde in der in Abb. 6.20 (a) darge-
stellten Ausrichtung mit γ = 0◦ gedruckt, würde der Beschichter, welcher sich ausschließlich
entlang der y-Achse bewegt, beim Ablegen der neuen Pulverschicht auf Begrenzungsflächen der
Magnettaschen treffen, welche exakt senkrecht zur Bewegungsrichtung des Beschichters orien-
tiert wären. Dies würde dazu führen, dass schlagartig über einen breiten Bereich hinweg Pulver
an einem Materialübergang von nicht aufgeschmolzenem Pulver zu aufgeschmolzenem Material
abgelegt wird, was unerwünschte Materialanhäufungen mit sich bringen kann. Ebenfalls ist
es nicht ratsam, Begrenzungsflächen exakt parallel zur Bewegungsrichtung des Beschichters
zu orientieren, um unnötigen Verschleiß der Beschichterlippe zu vermeiden. Im Fall eines
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2p-poligen Rotors mit balkenförmig vergrabenen Magneten würde es sich demnach anbieten,
γ = π/(2p) zu wählen. Im Fall v-förmig vergrabener Magnete ergäbe sich die Orientierung
in Abhängigkeit vom Anstellwinkel der Magnete. Da im vorliegenden Fall eine Drehung um
γ = 45◦ zur Folge hätte, dass aufgrund der rautenförmigen Aussparung der Hohlwelle wiederum
Begrenzungsflächen senkrecht bzw. parallel zur Bewegungsrichtung des Beschichters verlaufen
würden, wurde γ = 30◦ gewählt.

Senkrecht zur Bewegungsrichtung des Beschichters verläuft der Luft- bzw. Gasstrom zur
Entfernung der während des Aufschmelzens entstehenden Rußpartikel. Um zu verhindern, dass
der rund um das Schmelzbad auftretende Ruß das Schmelzbad selbst beeinflusst, ist prinzipiell
ein Laserfahrweg entgegen des Luft- bzw. Gasstroms vorteilhaft [151]. Bei der in Abb. 6.20 (a)
gezeigten Orientierung des Gasstroms bietet sich also eine Laserscanstrategie an, mit der jede
Schicht grundsätzlich von links nach rechts aufgeschmolzen wird. Für den Rotordemonstrator
wurde eine Scanstrategie gewählt, bei der, wie in Abb. 6.20 (c) angedeutet, jede Ebene in
Streifen unterteilt wird und die Streifen jeweils mäanderförmig vom Laser abgefahren werden.
Die Orientierung der Streifen variiert wiederum von Schicht zu Schicht, um möglichst isotrope
mechanische und magnetische Eigenschaften zu erhalten [152].

Ebenfalls ist zu beachten, dass auch das nicht geschmolzene Pulver im Inneren des Rotorde-
monstrators im Anschluss an die Fertigung entfernt werden muss. Dafür sind zusätzliche Kanäle
vorzusehen, durch die das nicht geschmolzene Pulver nach der Fertigung entweichen kann. Der
Rotordemonstrator inkl. aller Stützstrukturen wurde 4 Stunden bei 850◦C auf der Bauplattform
wärmenachbehandelt. Lediglich das nicht verschmolzene Pulver wurde entfernt. Weiterhin ist
zu beachten, dass das Bauteil aufgrund von Gefügeumwandlungen und dem Abbau von Eigen-
spannungen während der Fertigung bzw. der thermischen Nachbehandlung um einen gewissen
Anteil schrumpft. Es ist daher ein material- und prozessspezifisches Aufmaß vorzusehen, das
meist auf Erfahrungswerten beruht. Tabelle 6.5 zeigt die gewählten Prozessparameter und Abb.
6.21 den Rotordemonstrator direkt nach der Fertigung.

Tabelle 6.5: Gewählte Prozessparameter zur Additiven Fertigung des Rotordemonstrators

Laserleistung 300W

Scangeschwindigkeit 775mm/s

Bauplattformtemperatur 200◦C

Spurbreitenabstand 0,1mm

Schichtdicke 50µm

Bauzeit ca. 4 Tage
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Abbildung 6.21: Rotordemonstrator im Anschluss an die Fertigung;
links: während der Pulverentfernung; zu sehen ist das B-seitige Wellenende und
das Aktivteil [Bild: KAt];
mitte: nach der Pulverentfernung; zu sehen ist der gesamte Rotor inkl. Stützstruk-
tur unterhalb des Aktivteils [Bild: KAt];
rechts: Rotordemonstrator nach Entfernen der Stützstrukturen

6.7 Mechanische Parameter des additiv gefertigten
Rotordemonstrators

Die wichtigsten nichtelektrischen Größen des Rotordemonstrators und der Referenzmaschinen
sind in Tab. 6.6 bzw. Abb. 6.22 aufgeführt. So konnte die Rotormasse (exkl. Magnete) im
Vergleich zum Referenzrotor um 52,7 % gesenkt werden. Das Massenträgheitsmoment (exkl.
Magnete) konnte analog dazu um 33,5 % reduziert werden. Die Werte der Rotormassen und
der Massenträgheitsmomente wurden dabei mittels 3D-CAD-Software bestimmt, wobei für die
Referenzmaschine die Dichte des tatsächlich verbauten Elektroblechs von 7700kg/m3 und für
den Rotordemonstrator ein aus der Zusammensetzung der FeSi-Legierung bestimmter Wert von
7650kg/m3 angenommen wurde. Unter Berücksichtigung der Magnetmasse ergibt sich eine
Verringerung der Rotormasse um 49,7 % sowie eine Verringerung des Massenträgheitsmoments
um 31,1 %. Weiterhin fällt auf, dass der Aktivteil des Rotordemonstrators einen gegenüber
dem Sollmaß durchschnittlich um 0,102mm verkleinerten Außendurchmesser aufweist. Der
Effekt, dass mittels Laserstrahlschmelzen gefertigte Bauteile tendenziell etwas zu klein gedruckt
werden, als dies im CAD-Modell vorgegeben ist, wurde z.B. auch schon in [147] beobachtet.
Bezogen auf die Luftspaltweite in der Polmitte des Referenzrotors bedeutet dies im vorlie-
genden Fall eine Vergrößerung der Luftspaltweite in der Polmitte des Rotordemonstrators um
+10,2 % · δmin,REF. Die Auswirkungen der Luftspaltvergrößerung auf das Betriebsverhalten
werden im Abschnitt 7.2 im Rahmen der messtechnischen Untersuchung erläutert.
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Tabelle 6.6: Mechanische Eckdaten des additiv gefertigten Rotordemonstrators (Abk. AMFM) und
des Referenzrotors (REF) bzw. des gestaffelten Rotors (STAF); die Rotormassen und die
Trägheitsmomente sind den der Untersuchung zugrunde liegenden 3D-CAD-Modellen
entnommen; die Aktivteillänge und der Durchmesser des additiv gefertigten Rotorde-
monstrators wurden messtechnisch ermittelt; alle anderen Maße sind den technischen
Zeichnungen entnommen

AMFM REF/STAF
Masse des Rotors m2 (exkl. Magnete) 2,11kg 4,46kg

Masse des Rotors m2 (inkl. Magnete) 2,40kg 4,77kg

Trägheitsmoment des Rotors J2 (exkl. Magnete) 17,49kgcm2 26,29kgcm2

Trägheitsmoment des Rotors J2 (inkl. Magnete) 20,10kgcm2 29,18kgcm2

Durchmesser des Rotoraktivteils D2 s. Abb. 6.22 79mm+0,05mm
−0,05mm

Bohrungsdurchmesser DBohr 80mm+0,03mm
−0,06mm

Gesamtlänge des Rotors l2 247mm 247mm

Rotoraktivteillänge l2,fe 82mm 80mm+0,8mm
−0,6mm

78,82 mm

78,98 mm

78,86 mm

78,83 mm

𝐷2 bei 𝛾mech = 0
𝐷2 bei 𝛾mech = 𝜋/2

78,99 mm

78,91 mm

𝑙2

𝑙2,fe

Abbildung 6.22: Maße des Rotordemonstrators nach der Fertigung

.
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7 Messtechnische Validierung

In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der messtechnischen Untersuchungen am Maschi-
nenprüfstand dargestellt und diskutiert. Zunächst erfolgt jedoch eine kurze Beschreibung des
Prüfaufbaus und der Messmethodik.

7.1 Prüfstandsaufbau, Messtechnik und Messmethodik

Alle messtechnischen Untersuchungen wurden in den Laborräumen des IAL durchgeführt.
Der Prüfling war über eine Drehmomentmesswelle (Modell: Kistler Typ 4503A) und mittels
Federstegkupplungen mit einer Lastmaschine (Lenze MCS14D36) gekuppelt. Die Speisung
des Prüflings erfolgte über zwei lineare Leistungsverstärker (Rohrer HERO PA2065) mit einer
maximalen Ausgangsleistung von jeweils 10kW. Die Regelung des Prüflings wurde über ein
Echtzeit-Regelungssystem (dSpace MicroLabBox) realisiert, wobei die Lastmaschine unabhän-
gig davon über einen Frequenzumrichter gespeist wurde. Die Lastmaschine besitzt zudem eine
mechanische Bremse und weist im Vergleich zu den Prüflingen eine höhere Maximaldrehzahl
und ein höheres Maximaldrehmoment auf, sodass eine Bremsung im Notfall stets gewährleistet
war. Die aktuelle Rotorlage wurde mittels Rotorlagegeber ausgelesen. Zur Messwertaufnahme
wurden Stromzangen (Agilent/Keysight N2782A) und Spannungs-Differenztastköpfe (Tektronix
P5200) verwendet, mit denen die Strangströme bzw. die Strangspannungen des Prüflings aufge-
zeichnet wurden. Zudem erfolgte die Aufnahme der dem Prüfling zugeführten Leistung über
ein Präzisions-Leistungsmessgerät (ZES Zimmer LMG671). Die Statorwicklungstemperatur
wurde zusätzlich in der Nutmitte und im Wicklungskopf mithilfe von Platin-Messwiderständen
aufgezeichnet. Abbildung 7.1 zeigt den Prüfstandsaufbau schematisch.

Die maximal stellbare Spannung ist begrenzt durch die Leistungsverstärker und beträgt
ÛLL,max = 400V. Das maximal stellbare Drehmoment beträgt Mmax = 15Nm und ist begrenzt
durch den maximalen Ausgangsstrom des Lastumrichters. Weiterhin weisen alle Messungen eine
gewisse Messunsicherheit, also eine Abweichung zwischen dem von dem jeweiligen Messgerät
ausgegebenen Wert und dem wahren Wert, auf. Die Strommesszangen besitzen laut Hersteller
eine Messunsicherheit von ±1% · Îmess bei gleichzeitig sehr geringem Rauschen von 2,5mA.
Die Differenztastköpfe weisen eine geringfügig höhere Messunsicherheit von ±3% ·Ûmess
bei einem Rauschen von weniger als 4mV auf. Das verwendete Leistungsmessgerät zeigt
im Vergleich dazu eine noch höhere Genauigkeit mit ±0,015% · Îmess±0,03% · Imess,end bzw.
±0,015% ·Ûmess±0,03% ·Umess,end und ±0,024% · P̂mess±0,03% ·Pmess,end, wobei der jeweils
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Abbildung 7.1: Schematische Darstellung des Maschinenprüfstands

zweite Summand auf den Endwert des jeweils intern gewählten Messbereichs bezogen ist. Die
Drehmomentmesswelle weist eine Genauigkeitsklasse von 0,1 auf, und der am Prüfling verbaute
Rotorlagegeber gibt 2048 Impulse pro Umdrehung aus, wodurch eine sehr präzise Lageerfas-
sung möglich ist. Insgesamt lässt sich festhalten, dass das verwendete Messequipment eine
valide und reproduzierbare messtechnische Untersuchung erlaubt. Mögliche Messunsicherheiten
werden daher im Folgenden nicht weiter aufgezeigt.

Insgesamt standen drei Rotorprüflinge zur Verfügung, die mit Neodym-Eisen-Bor-Magneten
bestückt und in baugleiche konventionelle Statoren und Gehäuse eingesetzt wurden. Neben einer
ungeschrägten Referenzmaschine (Abk.: REF) und dem kontinuierlich geschrägten Funktions-
muster (AMFM), das den additiv gefertigten Rotordemonstrator enthält, stand zusätzlich eine
mit zs = 2 gestaffelte Maschine (STAFF) mit im Vergleich zur Referenzmaschine identischem
Rotorquerschnitt zur Verfügung. In den Abschnitten 7.2 bis 7.5 werden die Ergebnisse der
folgenden Versuchsreihen vorgestellt und diskutiert:

Leerlaufmessungen: Aufnahme der induzierten Spannung U(t) und U(n) zur Bestimmung
des Oberschwingungsgehalts der Strangspannungen und der Leerlaufkennlinie

Lastmessungen: Aufnahme des Drehmoments M(Id, Iq) und des Wirkungsgrads η(Id, Iq)
zur beispielhaften Evaluation eines wirkungsgradoptimalen oder eines drehmomentmaxi-
malen Betriebs sowie Aufnahme der Drehmoment-Drehzahl-Grenzkennlinie Mmax(n, IN)

Rast- und Pendelmomente: Aufnahme des Rastmoments MRast(t) und der Pendelmomente
MPendel(n, Mmax) zur Validierung der Schrägungswirkung

Beschleunigungsversuche: Aufnahme der Drehzahl n(t) beim Leeranlauf zur Validierung
des verringerten Massenträgheitsmoments
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7.2 Leerlaufmessungen

Zunächst erfolgte die Messung der Strangwiderstände R1 sowie der Längs- und Querinduktivi-
täten Ld und Lq. Wie Tab. 7.1 zeigt, führt die Rotorstaffelung zu einer leichten Verringerung der
Induktivitäten, was zum einen durch die dadurch bedingte Erhöhung des Rotorstreuflusses als
auch mit der Änderung des Luftspaltleitwerts erklärt werden kann. Im Fall des additiv gefer-

Tabelle 7.1: Strangwiderstände sowie Längs- und Querinduktivitäten der Prüflinge, gemessen bei
fmess = 1Hz

REF STAF AMFM
R1 berechnet 6,21Ω

R1 gemessen 6,24Ω 6,21Ω 6,24Ω

Ld gemessen 86,9mH 86,5mH 95,2mH

Lq gemessen 164,6mH 162,9mH 170,0mH

Lq/Ld 1,894 1,883 1,787

tigten Funktionsmusters kann hingegen eine Erhöhung der Induktivitäten beobachtet werden.
Dies kann auf die Verringerung des Rotorstreuflusses im Vergleich zur Referenzmaschine und
auf die geänderte Polkontur zurückgeführt werden. Die Wahl eines Sinusfeldpols mit dem
Sinusfeldpolkoeffizienten β = 0,85 führt insbesondere in der Polmitte zu einem im Vergleich
zur reinen Kreiskontur breiteren Polschuh, was den Flusspfad in der d-Achse begünstigt. Die
Erhöhung von Lq kann auf die Ausführung einer geschlossenen Rotoroberfläche zurückgeführt
werden, bei der keine Lq-verringernden, ausgeprägten Pollücken mehr vorhanden sind. Es
ergibt sich, dass das Reluktanzverhältnis Lq/Ld im Fall des gestaffelten Rotors um 0,6 % und
im Fall des Funktionsmusters um 5,6 % verringert wird. Wie bereits in Abschnitt 6.7 darge-
stellt, weist das Funktionsmuster zudem einen um δmin,AMFM = 1,102 ·δmin,REF vergrößerten
minimalen Luftspalt auf. Obwohl näherungsweise meist von L∼ 1/δ ausgegangen wird, wäre
eine einfache Berücksichtigung des vergrößerten Luftspalts durch Lres,AMFM = kδ ·Lmess,AMFM
und kδ = 1,102 im vorliegenden Fall unzureichend. Aufgrund der Sinusfeldpolkontur fällt ein
um wenige Zehntelmillimeter kleiner gefertigtes Rotoraktivteil außerhalb der Polmitte durch
den sich aufweitenden Luftspalt deutlich weniger ins Gewicht, sodass mit einer resultierenden
Erhöhung mit

1 < kδ <
δmin,AMFM

δmin,REF
(7.1)

zu rechnen ist. Der Faktor kδ beschreibt – ähnlich dem Carter-Faktor – eine Vergrößerung des
magnetisch wirksamen Luftspalts. Der genaue Wert von kδ hängt wiederum vom gewählten
Sinusfeldpolkoeffizienten β , vom Magnetisierungszustand der Maschine sowie von der Ausfüh-
rungsform einer möglichen Rotorschlitzung ab. Bevor kδ für den vorliegenden Fall quantitativ
bestimmt wird, soll zunächst die Messung der induzierten Spannung betrachtet werden.
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(a) Leerlaufkennlinien (b) Lastkennlinien

Abbildung 7.2: (a) Gemessene Leerlaufkennlinien der drei Prüflinge
(b) Gemessene Lastkennlinien der drei Prüflinge

Die Aufnahme der induzierten Strangspannung wurde zwischen den offenen Klemmen und dem
(herausgeführten) Sternpunkt des Prüflings gemessen. Durch die drehzahlgeregelt betriebene
Lastmaschine wurde die gewünschte Drehzahl im Bereich 0 < n < 2000min−1 gestellt. Die
Leerlaufkennlinien Ui (n) sind in Abb. 7.2 (a) gezeigt. Im Vergleich des gestaffelten Rotors zum
Referenzrotor kann eine Verringerung der induzierten Spannung um 0,83 % und im Vergleich
des Funktionsmusters zum Referenzrotor kann eine Verringerung um 1,62 % festgestellt werden.
Bei der Berücksichtigung des vergrößerten Luftspalts im Fall des Funktionsmusters ist zu beach-
ten, dass eine Korrektur der gemessenen Werte um δAMFM/δREF eine nicht zu vernachlässigende
Änderung des magnetischen Spannungsabfalls im weichmagnetischen Material zur Folge hätte.
Zudem ist zu berücksichtigen, dass sowohl die Maße der Statoren als auch die Maße und die
Remanenzflussdichte der Magnete innerhalb der Toleranz gewissen Schwankungen unterlie-
gen, wie z.B. auch in [28] diskutiert wird. Mittels 3D-FE-Simulation können beide Effekte
ausreichend genau abgebildet werden. Die Ergebnisse sind in Tab. 7.2 aufgeführt. Es ergibt
sich, dass die alleinige Vergrößerung des Luftspalts nur auf eine Verringerung der induzierten
Spannung um 1,84 % führt (s. Spalte Ui in Tab. 7.2). Demzufolge scheint im vorliegenden

Tabelle 7.2: Vergleich von 3D-FE-Rechnungen und Messergebnissen zur Identifikation des Abschät-
zungsfaktors kδ zur Berücksichtigung des vergrößerten Luftspalts und der verringerten
Remanenzflussdichte

min. Luftspalt- Remanenzfluss- induzierte
weite δmin dichte Br,FEM Spannung Ui

REF Messung δ0 - UREF,mess
3D-FEM δ0 1,153T 99,77 % ·UREF,mess

AMFM

Messung 1,102 ·δ0 - UAMFM,mess
3D-FEM 1 1,102 ·δ0 1,153T 105,30 % ·UAMFM,mess
3D-FEM 2 1,102 ·δ0 1,094T 99,78 % ·UAMFM,mess

3D-FEM 3 δ0 1,094T 101,62 % ·UAMFM,mess



128 Messtechnische Validierung

Fall des Funktionsmusters zusätzlich eine verringerte Remanenzflussdichte Br,AMFM < Br,REF
vorzuliegen, die eine zusätzliche Reduktion der induzierten Spannung zur Folge hat (s. Spalte
Br,FEM in Tab. 7.2). Wird die gemessene induzierte Spannung nun mit diesen beiden Faktoren
beaufschlagt, ergibt sich für das Funktionsmuster die mit „AMFM-δ“ dargestellte Kurve mit
einer induzierten Spannung von

Ui,AMFMδ = kδ ·Ui,AMFM,mess und kδ = 1,0696 . (7.2)

Unter Berücksichtigung des vergrößerten Luftspalts sowie der anscheinend verringerten Re-
manenzflussdichte ergibt sich letztlich, dass die induzierte Spannung des Funktionsmusters im
Mittel um 5,23 % gegenüber dem Referenzrotor gesteigert werden konnte.

Weiterhin wird der Oberschwingungsgehalt der Leerlaufspannung betrachtet. In Abb. 7.3 sind
der Zeitverlauf (a) und das Oberschwingungsspektrum (b) der gemessenen Strangspannung des
Funktionsmusters gezeigt. Wird der Oberschwingungsgehalt der Strangspannung in Anlehnung
an [153] gemäß

THD =

√
∑n6=1U2

n

U1
(7.3)

bestimmt, ergibt sich für die Referenzmaschine THDREF = 1,16 %, für die gestaffelte Maschine
THDSTAF = 0,56 % und für das Funktionsmuster THDAMFM = 0,54 %. Der Oberschwingungs-
gehalt konnte also in beiden Fällen reduziert werden, wobei im Fall des gestaffelten Rotors
insbesondere die 13. und die 17. Oberschwingung und im Fall des Funktionsmusters insbeson-
dere die 11., die 13. und die 17. Oberschwingung verringert wurden (siehe Abb. 7.4). Zudem
wurden nur im Fall des Funktionsmusters auch die Ordnungszahlen der 2. Nutungsharmonischen
(35. und 37. Oberschwingung) merklich verringert.

(a) Spannungszeitverläufe (b) Oberschwingungsspektrum

Abbildung 7.3: (a) gemessene Leerlaufstrangspannungen des Funktionsmusters bei
n = 1000min−1

(b) zugehöriges Oberschwingungsspektrum
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(a) gestaffelte Maschine (b) AM-Funktionsmuster

Abbildung 7.4: Vergleich der gemessenen Spannungsoberschwingungen im Leerlauf und bei
n = 1000min−1; dargestellt ist jeweils das Spannungsspektrum
(a) gestaffelte Maschine relativ zur Referenzmaschine mit ∆Û = ÛSTAFF−ÛREF
(b) AM-Funktionsmuster relativ zur Referenzmaschine mit ∆Û = ÛAMFM−ÛREF

7.3 Lastmessungen

Für die Lastmessungen wurde die Lastmaschine ebenfalls drehzahlgeregelt betrieben. Die
Vorgabe des Arbeitspunkts erfolgte durch die Vorgabe der Id- und Iq-Komponenten seitens des
Prüflings. Da das Maximaldrehmoment der Lastmaschine größer war als das des Prüflings,
zwingt die Lastmaschine dem Prüfling stets die vorgegebene Drehzahl auf, sodass in jedem Fall
ein unkontrollierter Anstieg der Drehzahl verhindert wird.

Die Aufnahme der Lastkennlinie M
(
Iq
)

erfolgte bei n = 750min−1. In Abb. 7.2 (b) ist zu
sehen, dass sich im Fall des Funktionsmusters die erwartete Erhöhung des Drehmoments
um 4,92 % einstellt. Die Maschine mit dem gestaffelten Rotor entwickelte im Vergleich zur
Referenzmaschine im Mittel 0,88 % weniger Drehmoment.

In Abb. 7.5 ist das Drehmoment exemplarisch im Id-Iq-Kennfeld bei n = 750min−1 für die
gestaffelte Maschine (a) und für das Funktionsmuster (b) gezeigt. Es ist zu erkennen, dass die
gestaffelte Maschine praktisch im gesamten Betriebsbereich weniger Drehmoment entwickelt
als die ungeschrägte Referenzmaschine. Insbesondere im Feldschwächbereich weist die gestaf-
felte Maschine eine geringere Leistungsfähigkeit auf. Dies kann unter anderem dadurch erklärt
werden, dass durch die Staffelung die (geometrischen) d-Achsen der einzelnen Segmente zwar
unverändert über die Stelle des engsten Luftspalts verlaufen, die resultierende d-Achse jedoch
nicht mehr. Dadurch wird, insbesondere im Fall einer entsättigten Maschine, der magnetisch
wirksame Luftspalt größer. Im Gegensatz dazu kann das Funktionsmuster im gesamten Betriebs-
bereich ein im Vergleich zur Referenzmaschine höheres Drehmoment entwickeln. Insbesondere
im Feldschwächbereich weist das Funktionsmuster eine bessere Leistungsfähigkeit auf. Im
Fall der kontinuierlichen Schrägung wird die Stelle des engsten Luftspalts über einen weiten
Bereich „verschmiert“, sodass die (geometrische) d-Achse nach wie vor, zumindest über einen
bestimmten Teil, über die Stelle des engsten Luftspalts verläuft. Zudem ist der Polschuh des
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Abbildung 7.5: (a) Drehmomentdifferenz der gestaffelten Maschine gegenüber der Referenzma-
schine; ∆M = MSTAF(Id, Iq)−MREF(Id, Iq)
(b) Drehmomentdifferenz des Funktionsmusters gegenüber der Referenzmaschine;
∆M = MAMFM(Id, Iq)−MREF(Id, Iq)
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Abbildung 7.6: (a) Änderung im Wirkungsgrad der gestaffelten Maschine gegenüber der Referenz-
maschine; ∆η = ηSTAF
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Funktionsmusters durch die Wahl von β = 0,85 breiter und die Induktivitäten sind höher im
Vergleich zur Referenzmaschine. Das gegensätzliche Verhalten einer gestaffelten und einer kon-
tinuierlich geschrägten Maschine zeigt sich gleichermaßen bei Betrachtung des Wirkungsgrads.
In Abb. 7.6 ist die Änderung des Wirkungsgrads im Vergleich zur Referenzmaschine gezeigt.
Es ergibt sich, dass der Wirkungsgrad der gestaffelten Maschine mit sinkendem Id tendenziell
sinkt und im Fall des Funktionsmusters mit sinkendem Id tendenziell steigt.

Die Grenzkennlinien der drei Prüflinge sind in Abb. 7.7 dargestellt. Die mit „AMFM-δ“ bezeich-
nete Kennlinie beschreibt abermals das um den vergrößerten Luftspalt korrigierte gemessene
Drehmoment. Da kδ streng genommen lastabhängig ist, beschreibt diese Kurve das tatsäch-
liche Verhalten nur näherungsweise. Allerdings zeigt sich selbst ohne Korrektur, dass sowohl
die gestaffelte Maschine als auch das Funktionsmuster eine vergrößerte Drehzahlspreizung
nmax/neck aufweisen. Alles in allem lässt sich sagen, dass das additiv gefertigte Funktionsmus-
ter insbesondere im Feldschwächbereich mehr Drehmoment entwickeln kann und gleichzeitig
einen höheren Wirkungsgrad aufweist.

Abbildung 7.7: Gemessene Grenzkennlinien mit M = Mmax
(
n,Id,Iq

)
und I =

√
I2
d + I2

q = IN

7.4 Rast- und Pendelmomentmessungen

Zur Bestimmung des Rastmoments wurde der Prüfling von der Spannungsversorgung getrennt,
und es erfolgte lediglich die Aufnahme des Drehmoments über die Drehmomentmesswelle.
Da Rastmomente in Relation zum Bemessungsmoment oft mehrere Größenordnungen kleiner
sind, birgt die valide Erfassung von Rastmomenten gewisse zusätzliche Herausforderungen. So
muss das Messequipment, insbesondere die Drehmomenterfassung, auch für den erwarteten
Amplitudenwert dimensioniert sein. Um das Drehmoment in Abhängigkeit vom Drehwinkel auf-
zunehmen, ist es nötig, entweder eine möglichst exakte Winkelposition anfahren zu können oder
alternativ eine möglichst geringe Drehzahl zu realisieren. Beides wird in erster Linie begrenzt
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durch die Auflösung der eingebauten Drehgeber. Durch Anpassen der Regelungsparameter war
es im verwendeten Messaufbau möglich, einen stabilen Langsamlauf mit bis zu n = 0,5min−1

zu realisieren.

Der Zeitverlauf des gemessenen Drehmoments ist in Abb. 7.8 und das zugehörige vollständige
Drehmomentspektrum bei offenen Klemmen und Langsamlauf in Abb. 7.9 dargestellt. Die
Ordnungszahl

ζ =
ωζ

Ω
(7.4)

ergibt sich aus dem Verhältnis der Kreisfrequenz ωζ des Pendel- bzw. Rastmoments zur me-
chanischen Winkelgeschwindigkeit des Rotors Ω. Gut zu erkennen ist, dass die Drehmoment-
komponenten mit der Ordnungszahl ζ = 1 ·N1 = 36, also das Rastmoment 1. Ordnung, sowohl
mithilfe der Rotorstaffelung als auch durch die kontinuierliche Schrägung des Funktionsmusters
praktisch vollständig unterdrückt wird. Die kontinuierliche Schrägung führt außerdem auf die
Unterdrückung des Rastmoments 2. Ordnung mit ζ = 2 ·N1 = 72. Die umgesetzte Rotorstaf-
felung mit zs = 2 wiederum führt wie erwartet zu keiner Unterdrückung des Rastmoments 2.
Ordnung. Meist wird empfohlen, mehr als zs = 3 Staffelschritte auszuführen, um eine bessere
Annäherung an eine quasi-kontinuierliche Schrägung zu generieren. Da jedoch eine Erhöhung
von zs möglicherweise den Rotorstreufluss erhöht und Rastmomente höherer Ordnung oft
sehr kleine Amplituden aufweisen, wäre auf Basis der Untersuchungen bereits eine Staffelung
mit zs = 3 ausreichend. Eine kontunierliche Schrägung mit γs = τ ′n = 2π/N1 unterdrückt alle
höherharmonischen Rastmomente.

Weiterhin fällt auf, dass insbesondere im Bereich kleiner Ordnungszahlen weitere Drehmoment-
komponenten auftreten. So weisen alle Prüflinge ein ausgeprägtes Drehmoment der Ordnung-
zahl ζ = 1 auf, was auf eine dynamische Exzentrizität hindeuten könnte. Wie z.B. in [129] für
PMSMs gezeigt, steigt die Drehmomentkomponente der Ordnungzahl ζ = 1 mit steigender
dynamischer Exzentrizität. Die Drehmomentpendelung der Ordnungszahl ζ = 4 und Vielfache
davon könnte mit einer zusätzlichen statischen Exzentrizität erklärt werden. Wie ebenfalls in

Abbildung 7.8: Gemessene Drehmomentzeitverläufe der drei Prüflinge bei Langsamlauf mit
n = 1min−1 und offenen Klemmen
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Abbildung 7.9: Gemessenes Drehmomentspektrum der drei Prüflinge bei Langsamlauf mit
n = 1min−1 und offenen Klemmen

[129] dargelegt, steigen die Drehmomentkomponenten der Ordnungszahlen ζ = 2p und deren
Vielfache bei Erhöhung der statischen Exzentrizität. Die Ordnungszahl ζ = 2 taucht lediglich
beim Funktionsmuster auf. Es scheint, als habe das (vierpolige) Funktionsmuster eine nach
Abb. 6.20 x-y-achsenabhängige Leitwertschwankung. Wie in Abschnitt 6.6 erläutert, könnte die
Leitwertschwankung mit der gewählten Bauteilorientierung im Bauraum oder der Laserscanstra-
tegie erklärt werden, welche in Abhängigkeit von der relativen Lage zum Beschichterfahrweg
oder zum Gasstrom zu einer x-y-achsabhängigen Maßabweichung führen können. Weiterhin
ist denkbar, dass das weichmagnetische Material durch die Wahl der Belichtungsstrategie eine
achsabhängige Permeabilität aufweist. Als Vorgriff auf möglichen zukünftigen Forschungsbe-
darf könnte – sofern sich eine Beeinflussung der Permeabilität durch die Belichtungsstrategie
bestätigt – dies ebenfalls genutzt werden, um vorteilhaft Bereiche hoher und Bereiche geringer
magnetischer Leitfähigkeit zu implementieren.

Die Auswertung der Pendelmomente erfolgte entlang der Grenzkennlinien aus Abschnitt 7.3.
Die wichtigsten Oberschwingungen sind in Abhängigkeit von der Drehzahl in Abb. 7.10 darge-
stellt. Es ist zu erkennen, dass sich die Pendelmomente 1., 2. und 4. Ordnung mit zunehmender
Drehzahl einem vom Prüfling unabhängigen Endwert annähern. Das Pendelmoment 6. Ordnung
sinkt annähernd linear mit steigender Drehzahl. Auffällig sind weiterhin die angeregten Reso-
nanzen, die z.B. im Verlauf der Pendelmomente 12., 18. und 24. Ordnung zu sehen sind. Es wird
vermutet, dass es sich dabei um die Anregung einer Torsionseigenfrequenz des Prüfaufbaus
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Abbildung 7.10: Gemessene Pendelmomentamplituden entlang der jeweiligen Grenzkennlinie für
die drei Prüflinge in Abhängigkeit von n
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bei n0 ·ζ ≈ 300Hz handelt. Im Antriebsstrang des Prüfaufbaus ist die Drehmomentmesswelle
mittels Metallbalgkupplungen zwischen dem Prüfling und der Lastmaschine angebracht. Me-
chanisch führt dies im Lastbetrieb auf einen Mehrmassenschwinger, bei dem sowohl seitens der
(stromgeregelt betriebenen) Antriebsmaschine als auch seitens der (drehzahlgeregelt betriebe-
nen) Lastmaschine ein elektrisch-mechanischer Energieaustausch mit dem Netz erfolgt. Gemäß
[117] lässt sich das System bei Vernachlässigung jeglicher Dämpfung mittels Federkonstanten c
und Trägheitsmomenten J darstellen, wie in Abb. 7.11 gezeigt. Dabei stehen JL bzw. JP für die

𝐽P𝐽M,P𝐽M,L
𝐽L𝑐e,L 𝑐K 𝑐M 𝑐K 𝑐e,P

Abbildung 7.11: Vereinfachte mechanische Prinzipdarstellung des Antriebssystems inkl. Kupplun-
gen, Drehmomentmesswelle und beidseitigem Energieaustausch mit dem Netz

Massenträgheitsmomente der Lastmaschine bzw. des Prüflings und JM,L bzw. JM,P für die jewei-
ligen Massenträgheitsmomente der Messwelle auf der Seite der Lastmaschine bzw. des Prüflings.
Die Federkonstanten der Kupplung cK ≈ 22kNmrad−1 und der Messwelle cM ≈ 9kNmrad−1

weisen ähnliche Größenordnungen auf, sodass im vorliegenden Fall nicht von einer das Modell
vereinfachenden drehstarren Verbindung zwischen den einzelnen Gliedern ausgegangen werden
kann. Es zeigt sich, dass zur exakten Bestimmung der Torsionseigenfrequenzen detaillierte, ggf.
numerische Betrachtungen notwendig wären, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit jedoch
nicht weiter verfolgt wurden. Dazu kommt, dass selbst geringe Abweichungen im Bereich der
Resonanzfrequenz schon verhältnismäßig große Abweichungen im Amplitudenwert des im
Bereich der Resonanzfrequenz auftretenden Pendelmoments mit sich bringen. Daher wurde
auch aus Gründen der besseren Vergleichbarkeit im Fall der Pendelmomente 12., 18. und
24. Ordnung die Achsenskalierung beibehalten.

Sieht man von den resonanzbedingten Erhöhungen ab, sinken die Pendelmomente 8., 12., 18. und
24. Ordnung mit steigender Drehzahl proportional zu 1/n. Die Pendelmomente 36. Ordnung
– also die Nutungsharmonischen 1. Ordnung – treten bereits ab ca. n = 750min−1 kaum noch
auf. Die Pendelmomente 72. und 108. Ordnung, die die Folge höherharmonischer Nutungs-
oberwellen darstellen, konnten im vorliegenden Fall bereits ab geringen Drehzahlen kaum noch
nachgewiesen werden.

7.5 Beschleunigungsversuche

Weiterhin wurden Leeranläufe durchgeführt. Dazu wurde die Kupplung zwischen dem Prüfling
und der Drehmomentmesswelle geöffnet, um die zu beschleunigende Masse auf die Rotorwelle
des Prüflings zu beschränken. Die Messung der Drehzahl n(t) erfolgte über den Rotorlagegeber
des Prüflings. Um regelungsbedingte Einflussfaktoren zu verringern, wurde anstelle der Dreh-
zahlregelung ein q-Stromsprung aufgebracht und die Maximaldrehzahl softwareseitig begrenzt.



136 Messtechnische Validierung

Um die Vergleichbarkeit der Messung zu erhöhen, betrug die Höhe des Stromsprungs im Fall
der Referenzmaschine Iq,REF = 0,2A und im Fall des Funktionsmusters Iq,AMFM = kδ · Iq,REF.
Die Drehzahl-Zeit-Verläufe beim Leeranlauf des Funktionsmusters und der Referenzmaschine
sind in Abb. 7.12 gezeigt. Die Anlaufzeit vom Stillstand bis auf n = 1000min−1 betrug für das

Abbildung 7.12: Drehzahl- und q-Strom-Zeit-Verläufe beim Leeranlauf

Funktionsmuster 0,509s und für die Referenzmaschine 0,562s. Obgleich die Dynamik somit
um 9,43 % verbessert wurde, erhöht sich diese nicht in dem mit Blick auf das Massenträg-
heitsmoment zu erwartenden Maße. Dies könnte entweder auf unterschiedliche Lagerreibung
zurückzuführen sein oder daran liegen, dass das massive, elektrisch leitfähige Rotoraktivteil den
Aufbau des Ankerquerfelds und damit des Drehmoments dämpft. Eine mögliche Dämpfung
lässt sich am gemessenen Frequenzgang der Induktivitäten erkennen, der für die Längs- und
die Querachse in Abb. 7.13 gezeigt ist. Zur Erfassung der Induktivitäten wurde der Rotor zu-
nächst an der entsprechenden Achse ausgerichtet und für den Verlauf der Induktivitätsmessung

(a) Längsinduktivität (b) Querinduktivität

Abbildung 7.13: (a) gemessene Längsinduktivität als Funktion der Speisefrequenz Ld( f1)
(b) gemessene Querinduktivität als Funktion der Speisefrequenz Lq( f1)
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festgebremst. Es ist zu erkennen, dass sowohl Ld als auch Lq im Fall des Funktionsmusters mit
steigender Frequenz deutlich stärker sinken als bei der Referenzmaschine. Die vermeintliche
Unstetigkeit im Verlauf von Lq ist auf eine im vorliegenden Fall vorhandene mechanische Eigen-
frequenz zurückzuführen. Trotz dass die Messkonfiguration mit festgebremstem Rotor keinen
regulären Betriebspunkt darstellt, kann daraus geschlossen werden, dass bei hochdynamischen
Anwendungen (mit hohem ∂ Iq/∂ t) der Feldaufbau offensichtlich gedämpft wird. Hieraus ergibt
sich, dass die Dynamik durch die Anwendung von Leichtbaumaßnahmen zwar erhöht wird,
aber die Verwendung eines massiven, elektrisch leitfähigen Rotorkerns diesen Effekt ein Stück
weit verringert.

7.6 Zusammenfassung der Messergebnisse

Alles in allem konnten mithilfe der gewählten Messmethodik, der Messtechnik und des Prüfauf-
baus die zuvor erarbeiteten theoretischen Vorhersagen validiert werden. So zeigte sich, dass
das Funktionsmuster fast im gesamten Betriebsbereich ein höheres Drehmoment entwickelt als
die Referenzmaschinen. Dies ist vor allem auf die verringerte Rotorstreuung zurückzuführen.
Gleichzeitig konnten durch die kontinuierliche Schrägung Nutrastmomente verringert und durch
die Anwendung von Leichtbaumaßnahmen die Dynamik gesteigert werden. Nichtsdestotrotz
eröffnete sich auch weiterer Forschungsbedarf, z.B. hinsichtlich der achsabhängigen Maßabwei-
chung, einer möglichen Unterdrückung von Pendelmomenten beliebiger Ordnungen oder der
Betrachtung von Torsionseigenfrequenzen.
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8 Anwendungsstudien

In diesem Kapitel werden die Erkenntnisse der vorherigen Kapitel auf zwei weitere Anwen-
dungsbereiche des Elektromaschinenbaus übertragen. Anhand von zwei Anwendungsstudien
wird aufgezeigt, wie die Gestaltungsmöglichkeiten der Metalladditiven Fertigung vorteilhaft in
Rotoren großer Synchronmaschinen sowie in PMSM für Flugantriebe genutzt werden können.

8.1 Additiv gefertigte Rotoren großer Synchronmaschinen

Obwohl bereits heute die additive Verarbeitung verschiedenster Materialien wie Kunststoffe,
Keramiken und Metalle möglich ist, beschränkt sich die aktuelle Forschung – wie auch der
Großteil der vorliegenden Arbeit – meist auf kleinere Servoantriebe oder auf die Fertigung
einzelner Komponenten. Gründe dafür sind z.B. die durch die Größe der aktuell verfügbaren
3D-Drucker begrenzte maximale Bauteilgröße oder die Herausforderung, mehrere Materialien
gleichzeitig zu verarbeiten. Da diese Einschränkungen in erster Linie prozessbedingt sind,
wird in diesem Abschnitt im Rahmen einer Konzeptstudie die Additive Fertigung von Rotoren
großer Synchronmaschinen betrachtet, wobei diese prozessbedingten Einschränkungen bewusst
ausgeblendet werden. Die Vorgehensweise orientiert sich dabei an der VDI-Richtlinie 2221
[154] und der DIN-Norm 69901-2 [155], nach denen die methodische Entwicklung technischer
Produkte in die folgenden Phasen unterteilt werden kann:

1. Recherchephase: Neben den Grenzen der Metalladditiven Fertigung und dem Stand der
Forschung, der ausführlich bereits in Kapitel 2 dargestellt ist, werden in dieser Phase
vor allem die Besonderheiten von Rotoren großer Synchronmaschinen im Vergleich zu
Rotoren von permanenterregten Kleinmaschinen ausgearbeitet.

2. Ideen- und Konzeptphase: Darauf aufbauend erfolgt die Identifikation von Verbesse-
rungspotentialen, die speziell mithilfe der Additiven Fertigung adressiert werden können.
Daraus werden konkrete Maßnahmen und Entwurfsziele abgeleitet.

3. Prototypenphase: In dieser Phase erfolgt die Umsetzung und die Untersuchung der zuvor
definierten Maßnahmen. Im vorliegenden Fall werden dazu 3D-FE-Simulationen genutzt.

4. Bewertungsphase: Die Bewertung erfolgt anhand einer SWOT-Analyse (engl. Akronym
für: strengths, weaknesses, opportunities, threats), im Rahmen derer die Stärken, Schwä-
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chen, Chancen und Risiken diskutiert werden, um letztlich die Frage zu beantworten,
ob bzw. inwieweit die Additive Fertigung auch bei großen Sychronrotoren vorteilhaft
genutzt werden kann.

8.1.1 Recherchephase

Grenzen der Metalladditiven Fertigung

Aufgrund des geringen technologischen Reifegrads der Metalladditiven Fertigung sind die
Kosten für die Materialien, die 3D-Drucker und die Nachbearbeitung im Vergleich zur konven-
tionellen Fertigung hoch, auch wenn durch die Additive Fertigung an anderer Stelle (z.B. für
die Werkzeugerstellung) Kosten entfallen. In jedem Fall begrenzt der maximal zur Verfügung
stehende Bauraum die Bauteilgröße. Zwei der größten verfügbaren Metall-3D-Drucker weisen
einen Baumraum mit einer Grundfläche von 500mm× 280mm bzw. von 800mm× 400mm
auf [156, 157]. Die Bauhöhe ist in den beiden Fällen begrenzt auf 875mm bzw. 500mm. Neben
der Baugröße ergeben sich für die Umsetzung der Additiven Fertigung in Rotoren großer
Synchronmaschinen noch andere prozess- und materialbedingte Hindernisse, welche bereits in
Kapitel 2 erläutert wurden. Zusammenfassend sind in Tab. 8.1 in Anlehnung an [62, 64, 158]
die Herausforderungen der Metalladditiven Fertigung im Elektromaschinenbau aufgelistet.

Tabelle 8.1: Herausforderungen der Metalladditiven Fertigung für die Nutzung in elektrischen
Maschinen (vgl. [62, 64, 158]

prozessbedingte ökonomische materialbedingte funktionelle
Grenzen Grenzen Grenzen Grenzen

Bauteil- bzw.
Bauraumgröße,
Multi-Material-
Verarbeitung,
Aufbaurate,
Oberflächenrauheit,
Maßhaltigkeit

Materialkosten,
Anschaffungskosten
der 3D-Drucker,
Kosten für die Nach-
bearbeitung

Materialverfügbarkeit,
Materialfehler,
Materialqualität

mechanische,
magnetische
und thermische
Eigenschaften der
Komponenten

Besonderheiten von Rotoren großer Synchronmaschinen

Elektrische Maschinen lassen sich nach ihrer Leistung in Kleinmaschinen mit P≤ 1kW, Mittel-
maschinen mit 1kW < P < 1MW und Großmaschinen mit P≥ 1MW einteilen [159]. Mit Blick
auf die Rotoren großer Synchronmaschinen fällt auf, dass – meist aus wirtschaftlichen Gründen –
die Ausführungsform als elektrisch erregte Synchronmaschine weitaus verbreiteter ist als eine
Permanentmagneterregung oder Synchron-Reluktanzrotoren. Im Fall der elektrischen Erregung
kann der Rotor anwendungsspezifisch als Vollpolrotor oder als Schenkelpolrotor ausgeführt
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werden [118]. Die leistungsstärksten Synchronmaschinen mit Vollpolrotoren werden meist in
Kernkraftwerken eingesetzt und können Scheinleistungen von über 2,2GVA erreichen [160].
Große Wasserkraftgeneratoren werden dagegen in der Regel mit Schenkelpolrotoren ausgeführt
und erreichen Scheinleistungen von über 800MVA bei deutlich geringeren Drehzahlen [161].
Die Unterschiede zwischen Rotoren großer Synchronmaschinen und denen von Kleinmaschinen
lassen sich in die folgenden vier Kategorien einteilen:

a) Erhöhte mechanische Belastungen
Aufgrund der größeren Rotoraußendurchmesser und der höheren Umfangsgeschwindigkeiten
von Rotoren großer Synchronmaschinen sind die mechanischen Belastungen höher als bei
Kleinmaschinen, sodass insbesondere bei Turbogeneratoren teilweise hochlegierte Stähle als
Kernmaterial eingesetzt werden. Zudem ist der Lagerabstand in Rotoren von Großmaschinen
deutlich größer, sodass die Berücksichtigung der axialen Steifigkeit und der Biegeeigenschwin-
gungen des Rotors zunehmend wichtiger werden [4, 121]. Im Fall elektrischer Erregung müssen
zudem die Leiter der Erregerwicklung mechanisch gesichert werden, was meist über Nut-
verschlusskeile und Kappenringe oder über die Polhörner erfolgt, welche dann zusätzlichen
mechanischen Belastungen ausgesetzt sind.

b) Zusätzliche Wicklungsteile
Im Fall elektrischer Erregung ist die Erregerwicklung in den Rotor zu integrieren. Diese wird
über Schleifringe oder über eine bürstenlose Erregermaschine gespeist, was die Komplexität
und die Fertigungstiefe des Rotors erhöht. Zudem werden oft Dämpfer- oder Anlaufkäfige
ausgeführt.

c) Notwendigkeit der Rotorkühlung
Die bei Kleinmaschinen verbreitete Statormantelkühlung ist bei Großmaschinen aufgrund des
geringeren Oberfläche-zu-Volumen-Verhältnisses in der Regel nicht ausreichend. Da es grund-
sätzlich vorteilhaft ist, die Verlustwärme möglichst nah am Ort des Entstehens abzuführen, wird
in großen Synchronmaschinen meist eine Kreislaufkühlung mit direkter oder indirekter Kühlung
der Wicklungsteile ausgeführt. Im Fall der Erregerwicklung wird dies oft durch axiale und radia-
le Kühlkanäle mit rechtwinkligen Kühlkanalverläufen realisiert, die aus thermofluiddynamischer
Sicht allerdings nicht optimal sind [162]. Zudem werden Lüfterräder im Übergangsbereich
zwischen dem Aktivteil und den Lagern angebracht, die prinzipbedingt eine drehzahlabhängige
Kühlleistung aufweisen [4, 121].

d) Funktionale Besonderheiten
Weiterhin existieren eine Reihe funktionaler Besonderheiten, die insbesondere in großen Syn-
chronmaschinen ausgeführt werden. Diese werden oft für sehr lange Laufzeiten dimensioniert
und es wird ein besonders hoher Wirkungsgrad angestrebt. Um dies zu erreichen, wird unter
anderem das Statorblechpaket im axialen Endbereich abgestuft und so der Luftspalt aufgeweitet,
wie bereits in Abschnitt 6.4 dargelegt wurde. Zudem ist bei Rotoren großer Synchronma-
schinen die Dynamik meist sekundär, und es werden deutlich weniger Beschleunigungs- und
Abbremsvorgänge durchfahren als bei Servomotoren. Prinzipbedingt werden Grenzleistungs-
Vollpolrotoren immer mit geringen Polpaarzahlen sowie kleinem Durchmesser-zu-Länge-
Verhältnis ausgeführt. Schenkelpolrotoren können zuweilen sehr hohe Polpaarzahlen und große
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Durchmesser-zu-Länge-Verhältnisse aufweisen. Da dies zu signifikanten konstruktiven und
funktionalen Unterschieden führt, bietet sich die Unterscheidung von Vollpol- und Schenkelpol-
rotoren auch im Rahmen dieser Konzeptstudie an.

Vergleich von konventioneller und Additiver Fertigung

Kerne von Vollpolrotoren können herkömmlich geblecht oder massiv ausgeführt werden. Massi-
ve Vollpolrotoren für Grenzleistungsmaschinen werden in der Regel geschmiedet, wodurch der
Lunkergehalt reduziert und so eine besonders hohe Materialdichte erzeugt werden kann, welche
nötig ist, um den mechanischen Belastungen standzuhalten. Im Anschluss an den Schmiedepro-
zess werden der Rotorkörper auf Maß gedreht und die Nuten gefräst. Geschmiedete Rotoren
sind damit – genau wie additiv gefertigte Bauteile – massiv und ungeblecht [4, 163]. Zudem
können auch die Polkappen, die die Fliehkraftsicherung der Erregerwicklung übernehmen,
elektrisch leitfähig sein [121]. Im Fall von Schenkelpolrotoren mit sehr großen Durchmessern
werden die einzelnen Pole zuweilen auf das Rotorjoch geschraubt oder axial aufgeschoben, da
es oft nicht möglich ist, den gesamten Rotorquerschnitt zusammenhängend zu fertigen.

Die Festigkeit der additiv verarbeiteten Materialien stellt also eine für die Machbarkeit kritische
Größe dar. Ausschlaggebend für die resultierende Festigkeit und die Härte sind in jedem Fall
die Dichte und die Mikrostruktur des Materials [164, 165]. Ein Vergleich zwischen einer additiv
verarbeiteten und einer gegossenen schmiedbaren Eisenlegierung ist z.B. in [166] veröffentlicht.
Dort ergab sich, dass die Zugfestigkeit der additiv gefertigten Proben mit 440MPa sogar die nach
Norm geforderte Zugfestigkeit überstieg. Die Härte der additiv gefertigten Proben lag mit bis zu
175 HB im Normbereich für die untersuchte Eisenlegierung. Zudem war die Oberflächenrauheit
der additiv gefertigten Proben geringer als die der gegossenen Proben. In [164] bzw. [167]
wurden am Beispiel einer additiv gefertigten Titanlegierung Härten von bis zu 360 HB erreicht,
was die Härte konventionell gefertigter Proben sogar übertrifft. Eine Gegenüberstellung der
mechanischen Eigenschaften von additiv gefertigten und von geschmiedeten Stahlproben ist in
[165] zu finden. Darin erreichten die additiv gefertigten Proben eine Zugfestigkeit von 635MPa
und lagen damit nur knapp unterhalb der Zugfestigkeit der geschmiedeten Proben. Die Härte ist
in beiden Fällen mit 207 HB bzw. 205 HB ebenfalls ähnlich. Ein im Rahmen von [30] additiv
verarbeiteter Baustahl übertraf mit 1650MPa sogar den üblichen Wert für die Zugfestigkeit
dieses Werkstoffs.

Obgleich die zuvor beschriebenen Ergebnisse meist nur an kleinen Prüfkörpern erzielt worden
sind, lässt sich sagen, dass additiv gefertigte Bauteile bereits mechanische Eigenschaften
aufweisen können, die auch für eine Anwendung in elektrischen Großmaschinen ausreichend
sind. Zudem können mithilfe von thermischen Nachbehandlungen Gefügeveränderungen initiiert
werden, die die spezifischen Materialparameter weiter positiv beeinflussen. Nichtsdestotrotz
sind bis dato keine spezifischen Untersuchungen zum Lunkergehalt additiv gefertigter Proben
im Vergleich zu geschmiedeten Bauteilen bekannt, was jedoch für die Anwendung in Rotoren
großer Synchronmaschinen entscheidend wäre.
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8.1.2 Ideen- und Konzeptphase

Wahl der Referenzmaschinen

Für die vorliegende Konzeptstudie werden zwei elektrisch erregte Synchrongeneratoren – einer
mit Vollpolrotor (VPSM) und einer mit Schenkelpolrotor (SPSM) – mit den in Tab. 8.2 gezeigten
Parametern ausgewählt. Zur Verringerung des Rechenaufwands wurde auf die Modellierung

Tabelle 8.2: Referenzmaschinen der Konzeptstudie; Vollpol-Synchronmaschine (VPSM) und
Schenkelpol-Synchronmaschine (SPSM)

VPSM SPSM
Bemessungswirkleistung PN 30MW 40MW

Bemessungsdrehzahl nN 3600min−1 1500min−1

Bemessungsspannung UN 20,3kV 13,5kV

Bemessungsstrom IN 1kA 2kA

Polpaarzahl p 1 2

Statornutzahl N1 66 96

Bohrungsdurchmesser Dbohr 822mm 1250mm

Statorlänge l1 1860mm 1630mm

von radialen Kühlkanälen im Statoraktivteil verzichtet, sodass für die in Tab. 8.2 angegebene
Statorlänge l1 = l1,fe gilt. Im Fall der VPSM erfolgt die Kühlung der Erregerwicklung durch
axiale und radiale Kühlkanäle, wobei die Kühlluft axial am Nutgrund in den Rotor eintritt
und durch Radialkanäle in der Erregerwicklung und den Nutverschlusskeilen in den Luftspalt
wieder austritt. Die Kühlung der Erregerwicklung der SPSM erfolgt über die Pollücken sowie
über zusätzliche axiale Kühlkanäle im Bereich zwischen Erregerwicklung und Polkern. Die
Dämpfungswirkung wird im Fall der VPSM über elektrisch leitfähige Nutverschlusskeile und
im Fall der SPSM über elektrisch leitfähige Polschuhe realisiert. Ein zusätzlicher Dämpferkäfig
ist im vorliegenden Fall nicht ausgeführt. Für beide Generatoren wurden 3D-FE-Modelle erstellt,
wobei erneut die FE-Software Dassault Systèmes Opera verwendet wurde. Die Flussdichtever-
teilung unter Last ist in Abb. 8.1 für beide Generatoren dargestellt. Aus den in Abschnitt 8.1.1
dargestellten Besonderheiten großer Synchronmaschinen lassen sich drei Maßnahmen ableiten,
die im Folgenden am Beispiel der Referenzmaschinen diskutiert werden.

Maßnahme 1: Flussführung im axialen Endbereich

Wie bereits in Abschnitt 6.4 dargestellt, sind die Flussführung im axialen Endbereich und
der axial in den Stator eintretende Fluss Fragestellungen, denen mithilfe der neu gewonnenen
Gestaltungsmöglichkeiten der Additiven Fertigung begegnet werden kann. Im Fall großer
Synchronmaschinen kann es zudem vorkommen, dass das Rotoraktivteil und das Statoraktivteil
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Abbildung 8.1: Darstellung der Flussdichteverteilung der untersuchten Generatoren unter Last;
(a) Vollpol-Synchronmachine und
(b) Schenkelpol-Synchronmaschine

unterschiedliche axiale Längen aufweisen, was den Effekt des axial ausquellenden Luftspaltfelds
ggf. noch weiter verstärken würde. Im vorliegenden Fall weisen die Polschuhe der SPSM eine
axiale Länge von 1750mm auf und sind somit beidseitig 60mm länger als das Statoraktivteil.
Die Maßnahme 1 beinhaltet also, die übliche Aufweitung des Luftspalts im axialen Endbereich
rotorseitig dadurch zu erreichen, dass am axialen Ende der Rotordurchmesser kontinuierlich
verringert wird.

Maßnahme 2: Integration des Erregerwicklungskopfs

Der Erregerwicklungskopf sollte unabhängig von der Rotorbauform zur Reduktion der mecha-
nischen Belastung der gekrümmten Wicklungselemente ebenfalls gegen Fliehkräfte gesichert
werden [168]. Dies kann im Fall der SPSM über einen verlängerten Polschuh erfolgen. Im Fall
von VPSM mit meist konzentrischer Erregerwicklung ist dies nicht ohne weiteres möglich. Auch
wird im Fall herkömmlicher Erregerwickungsköpfe meist nicht der gesamte von der Wicklung
umschlossene Bereich mit weichmagnetischem Material gefüllt. Die Maßnahme 2 beinhaltet
daher die Verlängerung des weichmagnetischen Aktivteils in axialer Richtung zur Integration
des Erregerwicklungskopfs, um eine mögliche Erhöhung des Nutzflusses und gleichzeitige
Fliehkraftsicherung zu erreichen.

Maßnahme 3: Dreidimensionale Kühlkanalgestaltung

Grundsätzlich ist es vorteilhaft, Verlustwärme möglichst nah am Ort der Verlustentstehung
abzuführen. Für elektrisch erregte Synchronrotoren entstehen Verluste in erster Linie in der
Erregerwicklung, in der Dämpferwicklung sowie im weichmagnetischen Teil nahe der Rotor-
oberfläche. Mittels Additiver Fertigung können Hohlräume nun so in das Rotoreisen integriert
werden, dass das Kühlmedium möglichst nah an diesen Hotspots vorbeigeführt wird. Es ist
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jedoch davon auszugehen, dass die alleinige Kühlung der Wicklungsteile über Kühlkanäle im
weichmagnetischen Teil nicht ausreicht, da die Wärme in diesem Fall zunächst die (in der Regel
schlecht thermisch leitende) Nutisolierung überwinden muss. Eine direkte Kühlung der Leiter
ist jedoch mittels Additiver Fertigung genauso möglich, wie z.B. in [65] gezeigt. Die Abfuhr
von Verlustwärme stellt also in den meisten Fällen eine Ergänzung zur direkten Kühlung der
Wicklung dar (vgl. z.B. [169]). Die Maßnahme 3 sieht also vor, mithilfe der Möglichkeiten
der Additiven Fertigung neuartige, dreidimensionale Kühlgeometrien im weichmagnetischen
Rotoraktivteil zu identifizieren, welche eine bestmögliche Entwärmung der Hotspots erlauben.

8.1.3 Prototypenphase

Umsetzung der Maßnahme 1

Zur Aufweitung des Luftspalts wurde der Rotorendbereich gemäß Abb. 6.18 (c) kontinuierlich
mit dem Radius RPS verrundet. Der Axialflussanteil wird im Folgenden mittels

σax =
Φ1,ax

Φδ

(8.1)

bestimmt, wobei Φ1,ax den axial in den Stator eintretende Fluss und Φδ den gesamten vom
Rotor in den Stator übergehenden Fluss darstellen. Der Axialflussanteil als Funktion von RPS
ist für beide Rotorarten in Abb. 8.2 abgebildet. Im Fall der VPSM sinkt der Axialflussanteil
für 0 < RPS < 5,5 · δmin bis auf ca. σax ≈ 2,4 %. Eine weitere Erhöhung von kl führt im
vorliegenden Fall zu keiner signifikanten Verbesserung. Im Fall der SPSM ist zu erkennen,
dass der Axialflussanteil für RPS ≈ 1 ·δmin etwas höher berechnet wurde als für RPS = 0. Dies
kann dadurch erklärt werden, dass das Rotoraktivteil der SPSM ohnehin länger ist als das
Statoraktivteil und dass kleine Verrundungen im axialen Endbereich die lokale Sättigung in

(a) VPSM (b) SPSM

Abbildung 8.2: 3D-FE-Berechnungsergebnisse zum Axialfluss als Funktion der maximalen Luft-
spaltaufweitung σax(RPS);
(a) Vollpol-Synchronmachine und
(b) Schenkelpol-Synchronmaschine
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diesem Bereich verringern. Für RPS > 1 ·δmin sinkt der Axialflussanteil dann mit steigendem
RPS bis auf σax ≈ 1,3 %.

Es ist also festzuhalten, dass eine Verrundung des axialen Endbereichs im Fall von Rotorak-
tivteilen mit l2 = l1 stets zu einer Verringerung des Axialflussanteils führt. Im Fall von l2 > l1
ist im Vergleich dazu die Wahl eines leicht größeren Verrundungsradius nötig, um denselben
Effekt zu erreichen.

Umsetzung der Maßnahme 2

Wie im vorherigen Abschnitt ausgeführt, ist eine mögliche Integration des Erregerwicklungs-
kopfs im Fall der SPSM mit Einzelpolwicklung einfacher zu realisieren als bei der VPSM mit
konzentrischer Wicklung, sodass in diesem Abschnitt lediglich auf die SPSM eingegangen wird.
Basierend auf der in [75] veröffentlichten Idee wurde bei der SPSM der Polkern entsprechend
der axialen Ausdehnung des Erregerwicklungskopfs verrundet (s. Abb. 8.3), wobei damit im Ge-
gensatz zu [75] auch der verrundete Bereich aus weichmagnetischem Material besteht. Begrenzt
wird der maximal ausführbare Radius durch die Polkernbreite, sodass der Rundungsanteil mit

kPK =
2RPK

bPK
(8.2)

definiert wird. Über die Auswertung des Luftspaltflusses und des Polkernflusses kann die
resultierende Rotorstreuung

σ2 =
ΦPK−Φδ

ΦPK
(8.3)

berechnet werden, deren Verlauf in Abhängigkeit von kPK in Abb. 8.4 (a) dargestellt ist. Es
ist zu erkennen, dass die Rotorstreuung mit steigendem kPK ebenfalls steigt. Durch die Ver-
rundung des Wicklungskopfs wird zudem die Leiterlänge der Erregerwindungen im Vergleich

Abbildung 8.3: links 3D-FE-Modell des Rotoraktivteils der SPSM mit bPK = 400mm und
RPK = 175mm;
rechts Draufsicht des Polkerns
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(a) Rotorstreuung (b) Rotorstromwärmeverluste

Abbildung 8.4: 3D-FE-Berechnungsergebnisse der SPSM;
(a) Rotorstreuung als Funktion des Rundungsanteils σ2(kPK);
(b) Rotorstromwärmeverluste als Funktion des Rundungsanteils mit
Pvw,2(kPK)/Pvw,2(kPK = 0)

zu einer Erregerspule ohne Rundung verringert. Dies wirkt sich zunächst vorteilhaft auf die
Stromwärmeverluste aus, die für einen konstanten Erregerstrom linear mit steigendem kPK
fallen (schwarze Linie in Abb. 8.4 (b)). Allerdings ist für einen validen Vergleich der Effekt der
erhöhten Rotorstreuung zu kompensieren. Dies bedeutet, dass bei steigender Rotorstreuung ein
höherer Erregerstrom nötig ist, um im Stator die gleiche Spannung zu induzieren. Die blaue
Linie in Abb. 8.4 (b) zeigt die Ergebnisse dieser Simulationsreihe mit zur Kompensation der Ro-
torstreuung angepasstem Erregerstrom. Es zeigt sich, dass die Rotorstromwärmeverluste bei ca.
kPK ≈ 35 % ein Minimum aufweisen und für kPK > 70 % höher sind als beim Referenzmodell
ohne Polkernverrundung.

Umsetzung der Maßnahme 3

Bei der Gestaltung von Kühlkanälen ist in erster Linie der Druckunterschied zwischen dem Ein-
und dem Auslass des Kühlkanals entscheidend [170]. Ein Druckunterschied kann bereits allein
durch die Drehung des Rotors initiiert werden, sofern Ein- und Auslass auf unterschiedlichen
Radien platziert werden. Die im Kühlkanal befindliche Luft erfährt dann die Zentrifugalkraft
und wird in radialer Richtung beschleunigt. Da sich das Kühlmedium auf der Strecke durch den
Rotor bereits erwärmt, ist die erwartete Kühlleistung am Eintritt größer als am Austritt [171].
Anstelle der verbreiteten axialen und radialen Kühlkanäle können mittels Additiver Fertigung
leicht schräg bzw. diagonal verlaufende Kühlkanalgeometrien implementiert werden. Soll ins-
besondere die Rotoroberfläche gekühlt werden, ist der Kühlkanal so zu konstruieren, dass der
Kühlkanal im weichmagnetischen Teil nahe der Rotoroberfläche verläuft und/oder die Kühlluft
in den Luftspalt geleitet wird. Im Fall einer beidseitigen Diagonalkühlung ist darauf zu achten,
dass sich die Kühlkanäle nicht kreuzen. Grundsätzlich bringen Kühlkanäle im weichmagneti-
schen Teil im Betrieb zusätzliche lokale mechanische Spannungserhöhungen mit sich, die eine
weitere Betrachtung bedingen. Die Erhöhung des magnetischen Spannungsabfalls über dem
Polkern und ggf. über dem Polschuh ist ebenfalls zu berücksichtigen. Im Rahmen der vorliegen-
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den Arbeit ist die Untersuchung diesbezüglich jedoch auf die Identifikation unterschiedlicher
Kühlkonzepte begrenzt und wird daher nicht weiter vertieft.

8.1.4 Bewertungsphase

Die Bewertung erfolgt anhand einer SWOT-Analyse, die auch allgemeine Aspekte zur Metall-
additiven Fertigung enthält. Die Ergebnisse sind in Tabelle 8.3 zusammengefasst. Das große

Tabelle 8.3: SWOT-Analyse zur Bewertung der Additiven Fertigung von Rotoren großer Synchron-
maschinen

Stärken (S) Schwächen (W)
3D-Gestaltungsfreiheit, begrenzter Bauraum,
vorteilhaft bei Sonderanfertigungen, geringe Aufbaurate,
erhöhter Leichtbaugrad, ggf. Nachbearbeitungen nötig,
werkzeuglose Fertigung, ökonomische Grenzen
verringerte Fertigungstiefe

Chancen (O) Risiken (T)
verbesserte Flussführung mechanische Belastungen,
Integration der Erreger-
Wicklungsköpfe (SPSM)

Materialqualität,
Materialeigenschaften,

neuartige Kühlkonzepte Prozesssicherheit

Potential der 3D-Gestaltungsfreiheit ist für den Elektromaschinenbau bereits in einer Viel-
zahl von Veröffentlichungen (vgl. Abschnitt 2.4) bestätigt worden. Große Synchronrotoren
bieten sich grundsätzlich für die Additive Fertigung an, da sie meist in sehr geringer Stückzahl
gefertigt werden und keine kostenintensiven Werkzeuge gefertigt werden müssen. Bekannte
Schwächen der Metalladditiven Fertigung, die ebenso für Rotoren großer Synchronmaschinen
zutreffen, sind in erster Linie der begrenzte Bauraum sowie die Notwendigkeit teils aufwändi-
ger Nachbehandlungen. Die Prozesssicherheit und die mechanische Festigkeit konnten zwar
ebenfalls in einer Reihe von Studien bestätigt werden, jedoch meist nur an kleinen Prüfkörpern.
Nichtsdestotrotz bietet die Vorstellung, auch im Fall großer Synchronrotoren den weichmagneti-
schen Teil des Rotors dreidimensional gestalten zu können, Verbesserungspotential hinsichtlich
der Flussführung und der Integration der Erregerwicklungsköpfe sowie – falls nötig – der
Implementierung neuartiger Kühlkonzepte.

Alles in allem ist es nach dem aktuellen Stand der Technik im Bereich der Metalladditiven
Fertigung noch nicht möglich, Rotoren großer Synchronmaschinen zu fertigen. Sollten sich die
prozessbedingten Grenzen insbesondere zugunsten größerer Bauräume und der prozesssicheren
Fertigung hoch qualitativer, lunkerfreier Komponenten verschieben, kann durch Nutzung von
Additiver Fertigung die Ausnutzung von elektrisch erregten Synchronmaschinen erhöht werden.
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8.2 Additiv gefertigte PM-Rotoren für Flugzeugantriebe

Im Rahmen der zweiten Anwendungsstudie soll die Nutzung der Additiven Fertigung in PMSMs
von elektrisch angetriebenen Flugzeugen untersucht werden, wobei neben dem Rotor auch die
vorteilhafte Anwendung der Additiven Fertigung in der Wicklung und im Gehäuse untersucht
wird. Dabei bieten sich Flugantriebe als Anwendungsgebiet für die Additive Fertigung insofern
an, als dass Komponenten im Bereich der Luft- und Raumfahrt in der Regel in geringen
Stückzahlen gefertigt werden und Skaleneffekte somit naturgemäß weniger stark ins Gewicht
fallen.

Beim Einsatz in Flugantrieben sind Antriebssysteme besonderen Umgebungsbedingungen wie
z.B. hohen Temperatur- und Luftdruckschwankungen ausgesetzt. Hinsichtlich der elektrischen
Maschine ist zudem eine besonders hohe Leistungs- und Drehmomentdichte gefordert, welche
sich neben der elektromagnetischen Dimensionierung auch durch die Nutzung neuartiger
Werkstoffe erhöhen lässt [172]. Auch ist im Bereich der Luft- und Raumfahrt grundsätzlich ein
hoher Leichtbau- sowie Wirkungsgrad vorteilhaft und die Bauteile müssen zudem besondere
Anforderungen hinsichtlich der Ausfallsicherheit und der Redundanz erfüllen [173].

8.2.1 Evaluation des Technologie-Reifegrads

Elektrische oder hybrid-elektrische Antriebssysteme sind bereits erfolgreich in Kleinflugzeugen
getestet worden [174, 175, 176]. Auch ist das Potential der Metalladditiven Fertigung im Bereich
der Luft- und Raumfahrt bereits in einer Reihe von Veröffentlichungen belegt worden [59, 177].
Die quantitative Erfassung der technischen Potentiale eines Einsatzes der Additiven Fertigung
für elektrische Maschinen für Flugzeugantriebe ist bis dato allerdings nicht bekannt. Eine
mögliche Skala zur Bewertung des technischen Entwicklungsstands bietet der sog. Technologie-
Reifegrad (engl.: Technology Readiness Level, TRL) nach [178]. Das Modell ist in Abb. 8.5
dargestellt. Anhand der neun Stufen des TRL werden im Folgenden die einzelnen Komponenten

Abbildung 8.5: Skala des Technologie-Reifegrad-Modells nach [178]
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der elektrischen Maschine hinsichtlich ihres Technologie-Reifegrads im Bereich der Additiven
Fertigung sowie im Hinblick auf einen möglichen Einsatz in Flugzeugantrieben bewertet.
Grundlage dafür bildet der Stand der Forschung der einzelnen Komponenten.

Rotorkern

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit sowie in vorangegangenen Studien (z.B. [28, 30]) konnte
gezeigt werden, dass es durch die Additive Fertigung des weichmagnetischen Teils von PM-
Rotoren möglich ist, den Leichtbaugrad und die gravimetrische Leistungsdichte der Maschine zu
erhöhen. Dazu wurden gängige Eisen-Silizium- und Eisen-Kobalt-Legierungen untersucht. Im
Rahmen von Parameterstudien konnten die spezifischen mechanischen und elektromagnetischen
Materialkennwerte sowie zur Verarbeitung vorteilhafte Prozessparameter ermittelt werden.
Letztlich konnten additiv gefertigte Funktionsmuster bereits in realen Antriebssystemen mess-
technisch untersucht werden, sodass für die Additive Fertigung des Rotorkerns im Allgemeinen
der Technologie-Reifegrad TRL 5 besteht. Explizite Untersuchungen von additiv gefertigten
Rotoren für den Einsatz in Elektroflugzeugen mit der damit verbundenen besonderen Einsatzum-
gebung sind bis dato allerdings nicht bekannt, sodass dahingehend lediglich der TRL 4 erreicht
wird.

Statorkern

Wie bereits in Abschnitt 1 ausgeführt, ist im Statorkern aus magnetischer Sicht neben einer
hohen Permeabilität auch die Unterdrückung von Wirbelstromeffekten entscheidend. Mittels
Laserstrahlschmelzen gefertigte massive, elektrisch leitfähige Statoren wären daher nicht geeig-
net, die geforderten hohen Leistungsdichten zu erfüllen. Obgleich die Forschung im Bereich
des Multi-Materialdrucks voranschreitet (siehe z.B. [179]), ist die Additive Fertigung filigraner
Isolierungen zwischen Bereichen weichmagnetischen Materials noch nicht in der Qualität
möglich, die mithilfe konventioneller Fertigung erzielt werden kann. In [60, 180] veröffentlichte
Studien unterstreichen dies. Auch wenn bereits Statoren additiv gefertigt wurden, ist die Grund-
funktionalität bis dato nur bedingt gegeben. Somit wird die Additive Fertigung von Statoren
sowohl im Allgemeinen als auch für den Einsatz als Flugantrieb mit TRL 2 bewertet.

Wicklung

Zur Additiven Fertigung einzelner Spulen ist ebenfalls die gleichzeitige Verarbeitung von
Leitermaterial und Isolierung vorteilhaft. So werden z.B. in [181] Spulen im Multi-Mate-
rialdruckverfahren aus Kupfer und Keramik präsentiert, die eine maximale Stromdichte von
14A/mm2 führen können. Dass noch deutlich höhere Stromdichten möglich sind, ist in [172]
am Beispiel einer möglichen Anwendung im Elektroflugzeug gezeigt. Darin wurden mittels
Lasersintern additiv gefertigte Spulen mit integrierten Kühlkanälen einer Stromdichte von bis
zu 100A/mm2 ausgesetzt. Somit wird die Additive Fertigung von Wicklungen im Allgemeinen
mit TRL 4 und im Hinblick auf den Einsatz als Flugantrieb mit TRL 3 kategorisiert.
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Magnete

Konventionell hergestellte Hochenergiemagnete erreichen Energiedichten von mehr als
(BH)max = 500kJ/m3, wobei diesbezüglich insbesondere NdFeB-Magnete im Vergleich zu
anderen verbreiteten Magnetwerkstoffen dominieren [121, 182]. Ein Problem bei der additiven
Verarbeitung von Magnetwerkstoffen mittels Laserstrahlschmelzen ist, dass beim Aufschmelzen
die Mikrostruktur des Pulvers verändert wird, was oft in einer verringerten Energiedichte resul-
tiert. So erreichten in [183] mittels Laserstrahlschmelzen gefertigte NdFeB-Magnete lediglich
eine Remanenzflussdichte von Br = 0,55T. Alternative Fertigungsverfahren, bei denen die
Metallpartikel durch einen amagnetischen Binder verbunden werden, führen ebenfalls zu signifi-
kanten Verringerungen von (BH)max [184]. In [184] werden zwar additiv gefertigte Magnete mit
einer Koerzitivfeldstärke von bis zu HcJ = 1273kA/m präsentiert, die jedoch eine sehr geringe
Remanenzflussdichte aufweisen. Ähnliche Ergebnisse sind in [185] zu finden, wo mit einer
Koerzitivfeldstärke von HcJ = 886kA/m lediglich eine Energiedichte von (BH)max = 63kJ/m3

erreicht wurde. Es zeigt sich, dass additiv gefertigte Magnete noch nicht die Energiedichten
konventionell hergestellter Hochenergiemagnete erreichen. Somit ergibt sich sowohl für die
Additive Fertigung im Allgemeinen als auch für die Verwendung in Flugzeugantrieben TRL 2.

Gehäuse

Die Möglichkeiten der Additiven Fertigung können im Gehäuse in erster Linie dafür genutzt
werden, den Leichtbaugrad zu erhöhen oder eine neuartig gestaltete Kühlung zu integrieren. Zur
Gewichtsreduktion können vorteilhaft Leichtbau-Gitterstrukturen eingesetzt werden, welche
bei signifikanter Gewichtsreduktion noch verhältnismäßig gute Festigkeitskennwerte aufweisen.
So weist in [30] eine kubisch-raumzentrierte Gitterstruktur bei einer Gewichtsreduktion von
mehr als 97 % im Vergleich zu Vollmaterial noch gut 36 % der Zugfestigkeit des Vollmaterials
auf. In [60] konnte das Gewicht eines additiv gefertigten Gehäuses um 30 % reduziert werden.
Einer möglichen Bauraumbegrenzung kann wiederum damit begegnet werden, dass einzelne
Gehäusesegmente gefertigt und dann zusammengesetzt werden [60]. Die dreidimensionale
Gestaltung der Kühlkanäle erlaubt es, das Kühlmedium möglichst nah am Ort der Verlustent-
stehung vorbeizuführen. Auch könnten die Kühlkanalinnenseiten so gestaltet werden, dass ein
verbesserter Wärmeübergang auf das Kühlmedium erfolgt. Da bei additiv gefertigten Bauteilen
mittlerweile Dichten von mehr als 99,9 % erreicht werden können, ist auch die Nutzung einer
Flüssigkeitskühlung möglich. Weiterhin entfällt im Gehäuse die Notwendigkeit, weichmagneti-
sches Material zu verwenden, sodass auf eine Vielzahl verfügbarer Materialien zurückgegriffen
werden kann. Insgesamt kann der Technologie-Reifegrad für additiv gefertigte Gehäuse im
Allgemeinen zu TRL 4 und im Speziellen zu TRL 3 bestimmt werden.

Lager

Wälzlager bestehen aus einem Innenring, einem Außenring, Wälzkörpern und einem die Wälz-
körper umfassenden Lagerkäfig. In [186] wurden Lagerkäfige mit unterschiedlichen additiven
Fertigungsverfahren und aus unterschiedlichen Materialien gefertigt. Allerdings entsprachen die
Resultate, insbesondere aufgrund der hohen Oberflächenrauheit, nicht dem Industriestandard.
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Signifikanter technischer Fortschritt kann wiederum nur dadurch erreicht werden, dass die
Präzision und die Maßhaltigkeit der Fertigungsverfahren erhöht werden. Insofern ergibt sich für
die Additive Fertigung von Lagern im Allgemeinen TRL 2 und für den Einsatz in Flugantrieben
TRL 1.

Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass der Technologie-Reifegrad sehr unterschiedlich
fortgeschritten ist. Begrenzt wird der aktuelle TRL meist durch die Präzision der Fertigungsver-
fahren. Nichtsdestotrotz erfolgt im folgenden Abschnitt beispielhaft die Dimensionierung einer
PMSM für einen Flugantrieb und die Diskussion ausgewählter Parameter.

8.2.2 Entwurf einer PMSM für Flugantriebe

In diesem Abschnitt werden ausgewählte, mittels Additiver Fertigung beeinflussbare Maschi-
nenparameter variiert. Der Berechnungsgang zur Grobdimensionierung des Antriebs erfolgt
dabei analytisch in Anlehnung an [4] bzw. [172]. Danach lassen sich die Abmessungen der
Aktivteile in Relation zu den Bemessungswerten bzw. zur elektromagnetischen Beanspruchung
bestimmen. Zentral ist dabei die sog. Entwurfsgleichung für Synchronmotoren

Ps =
Pmech

η cos(ϕ)
=Cs ·D2

bohrli ·n (8.4)

mit der Scheinleistung Ps, der mechanischen Leistung Pmech, dem Wirkungsgrad η , dem Leis-
tungsfaktor cos(ϕ) und dem Ausnutzungsfaktor

Cs =
π2
√

2
ξp

U1

Ui,p
AB̂p . (8.5)

Die Abmessungen der einzelnen Abschnitte des Aktivteils lassen sich durch Vorgabe von
Maximalflussdichten und elektrischen Randbedingungen berechnen.

Beispielhaft soll im Folgenden zunächst eine Parametervariation zur Identifizierung günstiger
Hauptabmessungen einer PMSM für Flugantriebe erfolgen. Im Anschluss daran erfolgt bei-
spielhaft die Untersuchung des Nutfüllfaktors kn und des Rotorstreuflusses σ2 im Fall v-förmig
vergrabener Magnete, da sowohl kn als auch σ2 mithilfe der Additiven Fertigung vorteilhaft
beeinflusst werden können.

8.2.2.1 Grobdimensionierung

Als Referenzflugzeug wird ein Regionalflugzeug von der Größe einer Bombardier DHC-8-400
mit Turboprop-Triebwerken des Modells PW150A ausgewählt. Weiterhin wird angenommen,
dass das Flugzeug mit Verstellpropellern ausgestattet ist, sodass die Dimensionierung für eine
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feste Drehzahl erfolgen kann. Dimensionierungskritisch für Flugantriebe ist dabei die Startpha-
se, da während dieser das höchste Drehmoment abgerufen wird. Die Reiseflugphase sowie die
Landung sind dagegen aus Sicht des Antriebs weniger kritisch. Zur Wahl des Referenzflugzeug
wurden eine Reihe von Randbedingungen definiert, um beispielhaft den Dimensionierungspro-
zess und die grundlegenden Zusammenhänge eines PM-Motors für Flugantriebe aufzuzeigen.
Diese orientieren sich am Stand der Forschung sowie an üblichen hoch ausgenutzten elektri-
schen Maschinen. Die Randbedingungen sind in Tab. 8.4 aufgelistet. Dabei fällt insbesondere

Tabelle 8.4: Randbedingungen zur Grobdimensionierung einer PMSM für ein Regionalflugzeug

Leistung Pmech 3,7MW

Drehmoment Mprop 34,6kNm

Drehzahl nprop 1021min−1

Getriebeübersetzung ü = nN/nprop 5

Leistungsfaktor cos(ϕ) 0,7

Wirkungsgrad η 0,96

max. Stromdichte Jmax 42A/mm2

Polpaarzahl p 5...60

Eisenlänge lfe 100...200mm

Bohrungsdurchmesser Dbohr 200...1250mm

die hohe Stromdichte auf, die für die geforderte Leistungs- und Drehmomentdichte essentiell
ist. Dies führt dazu, dass der weichmagnetische Teil stark gesättigt wird. Weiterhin wird eine
Bruchlochwicklung mit q = 2/5 und m = 3 eingesetzt. Die Parameter p, lfe und Dbohr werden
in definierten Grenzen variiert und der Einfluss auf die resultierende Motormasse untersucht.
Die Berechnung der Einzelmassen der jeweiligen Abschnitte des Aktivteils erfolgt auf Basis
von [4, 172], wo der vollständige Gleichungssatz zur Grobdimensionierung zu finden ist. Die
Ergebnisse sind in Abb. 8.6 dargestellt. Es zeigt sich, dass die Wahl einer großen Polpaarzahl
grundsätzlich vorteilhaft für die resultierende Motormasse ist. Allerdings kann p aufgrund der
Stromverdrängung bei hohen Frequenzen nicht beliebig hoch gewählt werden. Weiterhin bieten
sich tendenziell hohe Bohrungsdurchmesser und kleine axiale Längen an, um das geforderte
Drehmoment bei relativ kleiner Motormasse zu realisieren.

8.2.2.2 Untersuchungen zum Nutfüllfaktor

Zur Realisierung einer hohen Stromdichte ist ein hoher Nutfüllfaktor kn vorteilhaft. Zudem
kann anstelle von Kupfer Aluminium als Leitermaterial verwendet werde, welches eine im
Vergleich zu Kupfer um ca. 70 % geringere Dichte aufweist. Allerdings besitzt Aluminium eine
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(a) Variation der Länge (b) Variation des Bohrungsdurchmessers

Abbildung 8.6: Darstellung der berechneten Motormasse (bezogen auf die Motormasse
m0 = m(p = 5, lfe = 120mm, Dbohr = 1250mm)
(a) als Funktion der Polpaarzahl und der Länge m = f (p, lfe, Dbohr = 950mm)
(b) als Funktion der Polpaarzahl und des Bohrungsdurchmessers
m = f (p, Dbohr, lfe = 120mm)

um ca. 36 % geringere elektrische Leitfähigkeit, sodass mit erhöhten Stromwärmeverlusten zu
rechnen ist. In Abb. 8.7 ist der Zusammenhang zwischen der auf die Motormasse bei kn = 0,5
und bei Verwendung von Kupfer als Leitermaterial bezogenen Motormasse beispielhaft für
zwei unterschiedliche Bohrungsdurchmesser dargestellt. Es zeigt sich, dass durch die Wahl von
Aluminium als Leitermaterial die Gesamtmasse insbesondere für kleine Bohrungsdurchmesser
reduziert werden kann.

Der Vorteil der Additiven Fertigung ist nun, dass die Statorwicklung auch dreidimensional
so gestaltet werden kann, dass sie die Nut bestmöglich ausfüllt und dass gleichzeitig eine

(a) für Dbohr = 475mm (b) für Dbohr = 950mm

Abbildung 8.7: Prinzipielle Darstellung der auf die Motormasse bei kn = 0,5 und bei Verwendung
von Kupfer als Leitermaterial bezogenen Motormasse und Abhängigkeit vom Nut-
füllfaktor
(a) für lfe = 120mm und Dbohr = 475mm
(b) für lfe = 120mm und Dbohr = 950mm
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Verringerung der Stromwärmeverluste erreicht wird. Ansätze dazu sind bereits in [187, 188]
veröffentlicht. In beiden Fällen steht die Gestaltung der einzelnen Windungen, die nahe der
Nutöffnung liegen, im Vordergrund, um die Wirbelstromeffekte durch die vom Luftspalt in die
Nut quellenden Feldkomponenten zu verringern. Abb. 8.8 zeigt schematisch die Schnittansich-
ten von drei möglichen Gestaltungsansätzen. Im Standardfall (Abb. 8.8 (a)) ist die Höhe aller

(a) Standardform (b) Variation der Höhe (c) Variation der Krümmung

Abbildung 8.8: Schematische Darstellung einer Nut mit unterschiedlicher Gestaltung der Wicklung
(grau: Zahn, Joch und Zahnkopf; rot: Wicklung); vgl. [187]

Windungen unverändert. In Abb. 8.8 (b) wird die Windungshöhe zur Notöffnung hin schrittweise
reduziert und in Abbildung 8.8 (c) werden die Windungen nahe der Nutöffnung dem Verlauf der
vom Luftspalt in die Nut quellenden Feldlinien folgend gekrümmt. Die exakte Geometrie von
Abb. 8.8 (c) ist streng genommen mithilfe genetischer Algorithmen zu identifizieren und soll hier
nicht weiter vertieft werden. Vielmehr wurden die in Abb. 8.9 gezeigten Wicklungsgeometrien
untersucht, indem in Anlehnung an Abb. 8.8 ein 3D-FE-Modell einer Nutteilung aufgebaut wur-
de. Dadurch, dass die Leiter axial über den weichmagnetischen Kern hinaus modelliert wurden,
konnten auch dreidimensionale Effekte im Stirnbereich berücksichtigt werden. Der Rotor wurde
als magnetischer Rückschluss simuliert. Die Wicklung wurde mit einem Wechselstrom mit
I1 = 1,7kA und f1 = 1,0kHz gespeist und es wurden die resultierenden Wirbelstromverluste
ausgewertet. Dabei dient das Leitermodell A lediglich als Referenz. Leitermodell B entspricht
der Standardform aus Abb. 8.8 (a) mit je zwei nebeneinander in der Nut liegenden Leitern.
Analog dazu entspricht Leitermodell C der in Abb. 8.8 (b) gezeigten Skizze. Leitermodell D
wird im späteren Verlauf dieses Abschnitts erläutert.

(a) Leitermodell A (b) Leitermodell B (c) Leitermodell C (d) Leitermodell D

Abbildung 8.9: 3D-FE-Modelle unterschiedlich gestalteter Leiteranordnungen (weichmagnetischer
Teil und Luftregion ausgeblendet)
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Abbildung 8.10: FE-berechnete Stromwärmeverluste der unterschiedlichen Leitergeometrien aus
Abb. 8.9 bei I1 = 1,7kA und f1 = 1,0kHz

Ein Vergleich der resultierenden Wirbelstromverluste ist in Abb. 8.10 gezeigt. Es fällt auf, dass
die Verlustleistung im Fall der Leitermodelle B, C und D deutlich reduziert wird. Weiterhin
führt Leitermodell C auf eine leicht geringere Verlustleistung als Leitermodell B. Die geringste
Verlustdichte weist allerdings Leitermodell D auf. Dies kann dadurch erklärt werden, dass
bei der simulierten Stromdichte von J = 42A/mm2, die für die geforderte Drehmomentdichte
erforderlich ist, die Statorzähne und -zahnköpfe stark gesättigt werden. Dadurch treten im Über-
gangsbereich vom Zahn in den Zahnkopf vermehrt Feldanteile in die Nut ein, die insbesondere
dort Wirbelstromeffekte zur Folge haben (s. Abb. 8.11). Leitermodell D mit der an den Feldver-
lauf angelehnten Geometrie wirkt sich diesbezüglich vorteilhaft aus. Es ist zu erwarten, dass
bei zusätzlich stark gesättigtem Joch ein ähnlicher Effekt auch im Übergangsbereich vom Zahn
auf das Joch auftritt, sodass weitere geometrische Anpassungen der Wicklung am Nutgrund
vorteilhaft sein könnten.

(a) Leitermodell A (b) Leitermodell D

Τ𝐽 𝐽max
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0,6

0,4

0,2

0,0

Abbildung 8.11: Flussdichtevektoren und Stromdichteverteilung zum Zeitpunkt t = 0,3ms; gezeigt
ist der obere Teil der Nut mit dem Übergangsbereich zwischen dem Zahn und dem
Zahnkopf; (a) Leitermodell A und (b) Leitermodell D
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8.2.2.3 Untersuchungen zur Rotorstreuung bei Variation des Anstellwinkels der
Magnete

Im Verlauf der vorliegenden Arbeit wurden in den Kapiteln 5 bis 7 insbesondere PM-Rotoren
mit balkenförmig vergrabenen Magneten untersucht. Da sich mit v-förmig oder speichenförmig
vergrabenen Magneten allerdings höhere Luftspaltlflussdichten realisieren lassen, eignen sich
diese Anordnungen besonders für PM-Rotoren in Flugantrieben. Wie in Abschnitt 5.2 gezeigt,
stellt der Rotorstreufluss eine entscheidende Dimensionierungsgröße dar, die mittels Additiver
Fertigung vorteilhaft beeinflusst werden kann.

Der Anstellwinkel der Magnete γPM beschreibt die Neigung der Magnetisierungsachse der
Magnete zur geometrischen d-Achse. Für balkenförmig vergrabene Magnete gilt dann γPM = 0◦

und für speichenförmig vergrabene Magnete dementsprechend γPM = 90◦. Bei dem in Abb. 8.12
links darstellten Beispielmodell mit p = 10 und Dbohr = 250mm sowie einem Stator, der als
magnetischer Rückschluss simuliert wurde, ergibt sich für den Rotorstreufluss nach (5.1) die in
Abb. 8.12 rechts dargestellte Abhängigkeit vom Anstellwinkel. Dabei ist lediglich der Bereich

Abbildung 8.12: links: FE-Modell eines Beispielrotors mit vergrabenen Magneten mit p = 10,
Dbohr = 250mm und γPM = 60◦ sowie
rechts: FE-berechneter Rotorstreufluss σ2 als Funktion des Anstellwinkels der
Magnete im Leerlauf; der Stator wurde als magnetischer Rückschluss simuliert;
die Werte sind normiert auf σ2,90 = σ2(γPM = 90◦) bei Simulation der Streustege
als Massivmaterial

γPM > 55◦ dargestellt, da Magnete mit kleineren Anstellwinkeln sich nicht mehr im zur Verfü-
gung stehenden Bauraum unterbringen ließen. Ohnehin sind in hoch ausgenutzten Maschinen
eher größere Anstellwinkel verbreitet. Es zeigt sich, dass der Rotorstreufluss mit Erhöhung
von γPM zunächst steigt und für γPM = 90◦ wieder absinkt. Dies kann dadurch erklärt werden,
dass mit Erhöhung von γPM die Länge des Streustegs und somit die Größe des magnetischen
Widerstands des Streustegs zunächst ebenfalls erhöht wird und für γPM→ 90◦ wieder verrin-
gert wird. Werden die Streustege nun anstelle des Massivmaterials durch Leichtbaustrukturen
mit dementsprechend verringerter magnetischer Leitfähigkeit ersetzt, kann der Rotorstreufluss
weiter gesenkt werden (siehe blaue Linie in 8.12 rechts).
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8.2.3 Fazit der Anwendungsstudie

Im Rahmen der Anwendungsstudie wurde die Nutzung der Metalladditiven Fertigung in elektri-
schen Maschinen für elektrisch angetriebene Flugzeuge analysiert. Dabei wurde die elektrische
Maschine weitestgehend isoliert vom restlichen Antriebssystem betrachtet. Zunächst wurde der
Stand der Forschung am Beispiel des TRL evaluiert. Im Anschluss daran erfolgte der Entwurf
einer PMSM für den Einsatz in einem Regionalflugzeug. Dabei wurde eine Grobdimensio-
nierung durchgeführt und besonders für Flugantriebe kritische Dimensionierungsparameter
identifiziert und diskutiert. Es zeigte sich, dass sich insbesondere eine hohe Polpaarzahl und
größtmögliche Bohrungsdurchmesser vorteilhaft auf die Motormasse auswirken. Zur Diskussion
weiterer, für hoch ausgenutzte Maschinen entscheidender Dimensionierungsparameter, wie z.B.
das Verhältnis von Zahnbreite zu Nutbreite oder das Verhältnis von Bohrungsdurchmesser und
Statoraußendurchmesser, sei auf [189] verwiesen. Der Nutfüllfaktor und der Rotorstreuanteil,
welche beide mithilfe der Additiven Fertigung vorteilhaft beeinflusst werden können, wurden
hier besonders betrachtet. Es ergibt sich, dass durch dreidimensionale Gestaltung der Wick-
lung der Nutfüllfaktor weiter erhöht werden kann. Die Reduktion der Motormasse durch die
Erhöhung des Nutfüllfaktors ist signifikant vom Verhältnis des Bohrungsdurchmessers zur Ma-
schinenlänge abhängig und kann, z.B. bei Erhöhung von kn = 0,5 auf kn = 0,7 und Verwendung
von Aluminium anstatt Kupfer als Leitermaterial, bereits 20 % betragen. Zudem konnte anhand
vereinfachter Modelle gezeigt werden, dass sich Strukturen mit verminderter magnetischer
Leitfähigkeit in den Streustegen des Rotors vor allem bei speichenförmig angeordneten Magnete
günstig auf die Rotorstreuung auswirken.
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9 Zusammenfassung und Ausblick

Die dreidimensionale Gestaltungsfreiheit der Metalladditiven Fertigung bietet auch im Elek-
tromaschinenbau völlig neue Möglichkeiten der Funktionsintegration und der Erhöhung des
Leichtbaugrads. Aufgrund des stetigen Fortschritts in der Werkstoffforschung ist es mittler-
weile möglich, gängige Eisen-Silizium- und Eisen-Kobalt-Legierungen mit sehr guten weich-
magnetischen und mechanischen Eigenschaften prozesssicher additiv zu verarbeiten. Aus dem
dargelegten Stand der Forschung im Bereich der Metalladditiven Fertigung ergibt sich, dass für
die Anwendung im Elektromaschinenbau insbesondere das Laserstrahlschmelzen zu empfehlen
ist, da mithilfe dieses Verfahrens hochqualitative Bauteile gefertigt werden können. Da mittels
Laserstrahlschmelzen hergestellte Bauteile bis dato lediglich aus einem einzigen Werkstoff
bestehen, bietet es sich an, das große Potential der Additiven Fertigung im Elektromaschinen-
bau am Beispiel von PM-Rotoren aufzuzeigen, in denen eine konventionelle Blechung unter
Umständen nicht nötig ist.

Daraus leitet sich die Zielstellung der vorliegenden Dissertation ab, die dreidimensionale
Gestaltungsfreiheit in PM-Rotoren unter Berücksichtigung der Randbedingungen der Metall-
additiven Fertigung zu untersuchen, um daraus praktische Handlungsempfehlungen für die
elektromagnetische Dimensionierung und für die konstruktive Gestaltung abzuleiten.

Dadurch, dass mittels Laserstrahlschmelzen gefertigte PM-Rotoren aus massivem Eisen-Silizium
oder Eisen-Kobalt elektrisch leitend sind, ist mit erhöhten Wirbelstromeffekten insbesondere
nahe der Rotoroberfläche zu rechnen. Dazu werden im ersten Teil dieser Arbeit zunächst mittels
3D-FE-Simulationen vorteilhafte Schlitzgeometrien identifiziert, die mittels Additiver Fertigung
auf der Rotoroberfläche eingebracht werden können und die zur Verringerung der Wirbelstrom-
verluste führen. Es wird eine kalorimetrische Messmethode erarbeitet, mit der die quantitative
Erfassung der Verlustdichte auf massiven, elektrisch leitfähigen Oberflächen möglich ist. Die
Verlustdichte für additiv gefertigte Eisen-Silizium- und Eisen-Kobalt-Prüfkörper wird dann
mithilfe eines Prüfaufbaus, mit dem der Einfluss einer Luftspaltfeldwelle auf die massive Roto-
roberfläche nachgebildet werden kann, messtechnisch erfasst. Die Ergebnisse lassen sich in der
folgenden Handlungsempfehlung zusammenfassen:

Zur Reduktion von Wirbelstromverlusten sind auf der Rotoroberfläche zusätzliche
Schlitze in Umfangsrichtung zu implementieren. Die Schlitze sollten gemäß den fer-
tigungsspezifischen Randbedingungen so schmal wie möglich ausgeführt werden.
Weiterhin ist für Speisefrequnzen um f1 = 50Hz eine Schlitztiefe von einzelnen Milli-
metern ausreichend, um die Wirbelstromverluste signifikant zu verringern.
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Die Vergrößerung der magnetisch wirksamen Luftspaltweite kann vorteilhaft mit dem Carter-
Faktor abgeschätzt werden. In der vorliegenden Arbeit ist gezeigt worden, dass die Anzahl der
Schlitze, die zur wirkungsvollen Reduktion der Wirbelstromverluste nötig ist, lediglich zu einer
Vergrößerung der effektiven magnetischen Luftspaltweite von einzelnen Prozenten führt.

Eine weitere dreidimensionale gestalterische Herausforderung in PM-Rotoren stellt die Schrä-
gung bzw. die Staffelung zur Verringerung von Rast- und Pendelmomenten dar. Mithilfe der
Metalladditiven Fertigung kann bei PM-Rotoren mit vergrabenen Magneten eine Schrägung des
weichmagnetischen Teils bei gleichzeitig axial geraden Magnettaschen implementiert werden.
Dazu werden die Polschuhe um die axial geraden Magnettaschen herum tordiert. Es zeigt sich,
dass je nach Wahl des Schrägungswinkels γs auch bei dieser Art der Schrägung die Wirkung
bestimmter Feldkomponenten unterdrückt werden kann. Insbesondere kann mit γs = 2π/N1 die
Wirkung der Nutungsharmonsichen 1. und 2. Ordnung praktisch vollständig unterdrückt werden
und somit das Rastmoment signifikant verringert werden. Die Schrägung bei axial geraden
Magnettaschen wird ausführlich in der vorliegenden Arbeit diskutiert und letztlich anhand eines
additiv gefertigten Rotordemonstrators messtechnisch validiert. Es ist festzuhalten:

Eine Schrägung bei axial geraden Magnettaschen führt bei gestalterischer Anpassung
der Streustege zu verringerter Rotorstreuung im Vergleich zur klassischen Staffe-
lung. Die Magnete bzw. die Magnettaschen können dabei weiterhin in Rechteckform
ausgeführt werden. Mit der Wahl des Schrägungswinkels kann die Wirkung bestimm-
ter Feldkomponenten unterdrückt werden. Zur Reduktion von Rastmomenten ist ein
Schrägungswinkel entsprechend einer Nutteilung zu wählen.

Streustege stellen im Fall vergrabener Magnete entweder Polschuh-Joch-Verbindungen oder
Polschuh-Polschuh-Verbindungen dar. Aus magnetischer Sicht und für die Festigkeit des Ro-
tors ist in erster Linie der tragende Querschnitt aller Streustege entscheidend. Der daraus
resultierende Zielkonflikt wird in der vorliegenden Arbeit ausführlich diskutiert.

Der tragende Querschnitt der Streustege sollte aus magnetischer Sicht so gering wie
möglich sein. Der minimal ausführbare tragende Querschnitt ist durch das Fertigungs-
verfahren und die zu erwartete mechanische Belastung begrenzt. Dabei kann sowohl
die Kerbwirkung als auch eine möglicherweise dynamische Belastung vorteilhaft
mithilfe von Aufschlagsfaktoren bzw. Sicherheitsbeiwerten berücksichtigt werden.

Die Identifikation der Aufschlagsfaktoren bzw. Sicherheitsbeiwerten kann entweder mithilfe
numerischer Berechnungen oder auf Basis von Erfahrungswerten erfolgen. Dies wird detailliert
am Beispiel eines 1,5kW-Servomotors erläutert. Es ergibt sich, dass Streustege in konventionell
gefertigten Rotoren für Servomotoren mechanisch überdimensioniert sein können, sodass durch
eine genauere Analyse der zu erwartenden Belastungssituationen der Wirkungsgrad und die
Leistungsdichte der Maschine erhöht werden können.

Grundsätzlich lassen sich mithilfe der Additiven Fertigung neben den beiden Möglichkeiten,
entweder massives Material oder einen Hohlraum zu konstruieren, noch eine Vielzahl weiterer
filigraner Strukturen, wie z.B. Leichtbau-Gitterstrukturen, in das Bauteil implementieren. Um
einen möglichst hohen Leichtbaugrad ohne Funktionsverlust zu erhalten, ist dabei folgender
Grundsatz zu beachten:
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Es ist lediglich an den Stellen im Rotor massives Material zu verwenden, wo es aus
magnetischer, aus mechanischer oder aus thermischer Sicht absolut notwendig ist.
Alle anderen Bereiche sollten als Hohlräume ausgeführt werden. Gitterstrukturen
können zur Verringerung von Unsicherheiten in der Vorausberechnung oder bei
unklaren Belastungssituationen eingesetzt werden.

Zudem können magnetisch genutzte Bereiche auch mechanische oder thermische Funktionen
erfüllen. So dient das Rotorjoch aus magnetischer Sicht dazu, den magnetischen Fluss von
Magnet zu Magnet zu führen, und aus mechanischer Sicht konventionell zur Leitung der
Kraft in radialer Richtung hin zur klassisch zylinderförmigen Welle. Da allerdings die Kraft
genauso direkt über das Rotorjoch in axialer Richtung abgeleitet werden kann und die Welle im
Aktivteilbereich dadurch obsolet wird, gilt in den meisten Fällen für Servomotoren:

Der Bereich zwischen dem Rotorjoch und der Drehachse kann als Hohlraum aus-
geführt werden. Die Stärke des Rotorjochs und die Form des Rotorinnenausschnitts
sind frei wählbar, sofern der magnetische Spannungsabfall in diesem Bereich nicht
signifikant erhöht wird. Bezüglich des Rotorinnenausschnitts stellt die Form eines
regelmäßigen Polygons mit 2p Ecken einen guten Kompromiss dar.

Im vorliegenden Fall mit p = 2 wird demnach eine rautenförmige Hohlwelle ausgeführt. Der
Ansatz, die Kraft direkt über das Rotorjoch abzuleiten und auf die klassische zylinderförmige
Welle im Aktivteilbereich zu verzichten, ist vor allem dank der Additiven Fertigung möglich.

Eine gemeinsame Fertigung des Rotoraktivteils und der Welle wirkt sich vorteil-
haft auf die Kraftleitung von der Rotoroberfläche zur Drehmomentabnahme aus,
da spannungsüberhöhende Verbindungsstellen und spitzwinklige Kraftumlenkungen
vermieden werden.

Bereiche außerhalb des Aktivteils, wie z.B. die Übergangsbereiche zwischen dem Aktivteil und
den Lagern, können gemäß den erwarteten mechanischen Belastungen optimiert werden.

Da ein Drehmoment grundsätzlich vorteilhaft über geschlossene Rohrprofile übertra-
gen wird, bietet es sich an, den Übergangsbereich in Form eines Hohlkegelstumpfs
auszuführen, dessen Radius sich vom Aktivteil zum Lager hin verjüngt.

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wird ein für die Additive Fertigung gestalteter PM-Rotor
mit vergrabenen Magneten aus weichmagnetischem Eisen-Silizium und mit 247mm axialer
Länge mittels Laserstrahlschmelzen gefertigt, in einen konventionellen Stator eingesetzt und im
Betrieb messtechnisch untersucht. Um während der Additiven Fertigung eine gute Wärmeleitung
zwischen dem Schmelzbad und der Bauplattform zu ermöglichen, ist es grundsätzlich vorteilhaft,
den Rotor so zu orientieren, dass große Volumina möglichst nahe der Bauplattform platziert
werden. Bei einem Servomotor mit einseitiger Drehmomentabnahme und in der Regel axial
kurzer B-Seite würde die B-Seite dementsprechend zur Bauplattform zeigen. Ist das B-seitige
Wellenende allerdings im Vergleich zur A-Seite mit deutlich kleinerem Querschnitt ausgeführt,
kann es vorteilhaft sein, die A-Seite zur Bauplattform zeigend zu platzieren, da durch den
größeren Querschnitt mehr Wärme abgeführt werden kann.

Es bietet sich an, den Rotor zur Fertigung im Bauraum so zu positionieren, dass
dieser auf der Stirnseite stehend gefertigt wird und die Drehachse in Baurichtung
zeigt. Die Entscheidung, ob die A-Seite oder die B-Seite zur Bauplattform zeigt, hängt
von der abführbaren Wärmemenge ab.
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Alles in allem werden in der vorliegenden Dissertation die neu gewonnenen gestalterischen
Möglichkeiten in PM-Rotoren, die sich dank der Additiven Fertigung ergeben, umfassend
diskutiert. Soweit bekannt, wird gemeinsam mit den Projektpartnern des KAt und des LWK der
Universität Paderborn erstmals ein PM-Rotor mit vergrabenen Magneten aus weichmagneti-
schem Material in dieser Baugröße dimensioniert und additiv gefertigt, in einen konventionellen
Stator eingesetzt und messtechnisch im Leerlauf sowie unter Last untersucht. Außerdem können
zusätzliche Funktionen, wie die Schrägung und die Schlitzung, implementiert und ebenfalls
messtechnisch validiert werden. Messtechnische Untersuchungen bestätigen, dass dadurch eine
Steigerung des Leichtbaugrads, der Dynamik, der Leistungsdichte und – zumindest teilweise –
auch des Wirkungsgrads der PMSM erreicht werden konnte. Der erfolgreiche Abschluss die-
ses bewusst interdisziplinären Projekts unterstreicht das große Potential der Metalladditiven
Fertigung im Elektromaschinenbau.

Die Arbeit schließt mit zwei Anwendungsstudien ab, die weiteren Forschungsbedarf aufzei-
gen. So ist die Nutzung der Additiven Fertigung in großen Synchronrotoren in erster Linie
begrenzt durch den zur Verfügung stehenden Bauraum der 3D-Drucker. Zukünftiger Fortschritt
im Bereich des Multi-Materialdrucks würde weitere Innovationen, insbesondere im Bereich der
Additiven Fertigung der Wicklung oder des weichmagnetischen Statorteils, mit sich bringen.
Nichtsdestotrotz kann abgeschätzt werden, dass die Nutzung der dreidimensionalen Gestal-
tungsfreiheit nicht nur in PM-Rotoren für Servomaschinen, sondern auch in Rotoren großer
Synchronmaschinen oder darüber hinaus in PMSMs im Allgemeinen vorteilhaft eingesetzt
werden kann.

Für zukünftige Arbeiten im Bereich der Additiven Fertigung im Elektromaschinenbau könnte
beispielsweise die Integration thermischer Funktionen untersucht werden. So könnten Kühl-
kanäle in das Aktivteil integriert werden und die Drehmomentdichte könnte dadurch verbessert
werden, dass die Verlustleistung möglichst nah am Ort der Verlustentstehung abgeführt werden
kann. Weiterhin könnten die gestalterischen Handlungsempfehlungen, die im Rahmen dieser
Dissertation erarbeitet wurden, in eine umfassende Gestaltungsmethodik integriert werden, um
so eine ganzheitliche Dimensionierung von PM-Rotoren von der Materialauswahl über die
elektromagnetische Funktionsintegration bis hin zur Konstruktion zu erarbeiten.
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A Anhang

A.1 Ergänzungen zur Untersuchung der Wirbelstromeffekte

(a) Prüfstand inkl. Prüfkörper und Kappe (b) Draufsicht auf den Linearstator

Abbildung A.1: Ansichten des Linearprüfstands zur Untersuchung von Oberflächenverlusten;
(a) Totale inkl. Prüfkörper unterhalb der thermisch isolierenden Kappe; gut zu
erkennen ist die Fixierung des Prüfkörpers bzw. der Kappe und
(b) Draufsicht auf den Linearstator ohne Prüfkörper; gut sichtbar ist der Übergang
vom weichmagnetischen Material auf die amagnetischen Statorendbereich mit halb
gefüllten Nuten

(a) quer geschlitzter Prüfkörper (b) schräg geschlitzter Prüfkörper

Abbildung A.2: Beispielhaften Darstellung zweier Prüfkörper;
(a) quer geschlitzter Prüfkörper Pk2 in der 1. Stufe, und
(b) schräg geschlitzter Prüfkörper Pk4 in der 3. Stufe
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Abbildung A.3: Messtechnisch erfasste Oberflächenverlustdichte in Abhängigkeit von B̂ und bei
f1 = 300Hz = konst.; oben: Stufe 1, mitte. Stufe 2, unten: Stufe 3
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A.2 Prüfstandsaufbau zur Untersuchung des
Rotordemonstrators

(a) Gesamtansicht des Maschinenprüfstands

(b) Draufsicht auf den Antriebsstrang

Abbildung A.4: Ansichten des Maschinenprüfstands zur Untersuchung des Rotordemonstrators;
(a) Gesamtansicht inkl. Prüfstandsaufbau, Leistungsverstärker, Messtechnik und
Echtzeit-Regelungssystem
(b) Draufsicht auf den Antriebsstrang mit Lastmaschine (links), Drehmomentmess-
welle (mitte) und Prüfling (rechts)
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