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Kurzzusammenfassung

Die schnell fortschreitende Elektrifizierung der Individualmobilitét fithrt zu stetig stei-
genden Anforderungen an elektrische Traktionsmaschinen hinsichtlich ihrer Leistungs-
dichte und Effizienz. Ein besonderer Fokus liegt dabei auf dem Kiihlsystem, das maf3-
geblich die Volllastfdhigkeit, Lebensdauer und Betriebssicherheit der E-Maschine sowie
den Wirkungsgrad des gesamten Fahrzeugantriebs beeinflusst. Gewohnliche Wasserman-
telkithlungen fiithren jedoch prinzipbedingt zu starken Temperaturinhomogenitéten in-
nerhalb des E-Maschinenstators, die durch den Einsatz von Heatpipes reduziert werden
konnen. Heatpipes sind passive Warmeiibertrager und zeichnen sich durch nennenswert
hohe Wérmeleitleitfahigkeiten aus. Aufgrund ihres vergleichsweise kostengiinstigen und
einfachen Aufbaus werden sie bereits heute in zahlreichen Anwendungsgebieten wie zum
Beispiel im Warmemanagement von Unterhaltungselektronik eingesetzt. Die vorliegende
Arbeit untersucht daher das Potenzial einer heatpipebasierten Statornutkiihlung inner-
halb elektrischer Traktionsmaschinen. Dazu werden zunéchst unterschiedliche Simulati-
onsmethodiken entwickelt, um die thermodynamischen und strémungsmechanischen Pro-
zesse innerhalb einer Heatpipe detailliert abzubilden und eine Beriicksichtigung in Ge-
samtsystemsimulationen zu erméglichen. Zur korrekten Abbildung der heatpipeinternen
Verdampfungs- und Kondensationsprozesse wird zundchst der thermische Widerstand
beim Phasenwechsel an mikroskopisch gekriimmten Fliissigkeitsoberflichen abhangig von
FEinflussparametern wie Temperatur, Kontaktwinkel und der kapillaren Mikrostruktur
quantifiziert. Ein daraus aggregierter Datensatz wird schliefflich in der Entwicklung eines
hochaufgelosten Heatpipemodells verwendet, das mithilfe der Volume-of-Fluid-Methode
sowohl die Kapillar- als auch die Dampfstromung auflost und tiefe Einblicke in die heat-
pipeinternen Stromungsprozesse ermoglicht. Dariiber hinaus wird ein warmeleitungs-
basiertes Heatpipemodell entwickelt, das den Einfluss des Druckverlusts innerhalb der
Dampfstromung auf die effektive Warmeleitfahigkeit der gesamten Heatpipe beriicksich-
tigt. Dieser Simulationsansatz wird schlieflich in ein Gesamt-Statormodell integriert, um
eine heatpipegekiihlte Traktionsmaschine hinsichtlich ihrer Leistungsfihigkeit gegeniiber
einer Referenzmaschine mit konventioneller Wassermantelkiihlung abzugrenzen. Vergli-
chen mit dem Referenzsystem konnte unter Nutzung der heatpipebasierten Nutkiihlung
eine Steigerung des moglichen Dauermoments um bis zu 30 % sowie eine deutlich gestei-
gerte Temperaturhomogenitit nachgewiesen werden. Die vorliegende Arbeit liefert damit
einen Beitrag zur Erweiterung und Verbesserung bestehender Methoden zur Heatpipe-
Simulation sowie eine detaillierte Bewertung des thermischen Potenzials heatpipegekiihl-
ter E-Maschinen.



Abstract

The ever-growing mass adoption of electric vehicles is leading to increasing demands
on traction machines in terms of power density and efficiency. A special focus is on the
cooling system significantly influencing key features such as full-load capability, operatio-
nal lifetime, safety, and overall efficiency of the electric machine. However, conventional
water jacket cooling systems inherently cause temperature gradients within the motor’s
stator, which can be reduced significantly through the integration of heat pipes. He-
at pipes are passive heat exchangers characterized by their exceptionally high thermal
conductivity. Due to their cost effectiveness and simple design, heat pipes are already
being used in numerous applications, such as in the thermal management of consumer
electronics. This work therefore investigates the potential of a stator slot cooling system
based on heat pipes. First, various simulation methodologies are developed to accurately
model the internal thermodynamic and fluid dynamic processes. To adequately depict
internal evaporation and condensation processes, the thermal resistance during phase
change on microscopically curved liquid surfaces is quantified using parameters such as
temperature, contact angle, and the geometry of the capillary microstructure. A data-
set derived from these results is then used to develop a detailed heat pipe model that
applies the Volume-of-Fluid method and resolves both the capillary and vapor flows,
providing deep insights into internal processes. Additionally, a conduction-based model
is developed considering the influence of vapor pressure losses on the effective thermal
conductivity of the entire heat pipe. This simulation approach is ultimately incorporated
into a stator model to compare the performance of a heat pipe cooled traction machine
with a reference machine using conventional water jacket cooling. Compared to the refe-
rence system, the integration of heat pipes increases the machine’s continuous load by up
to 30 % and enhances temperature uniformity. This work thus improves existing methods
for heatpipe simulation and provides a detailed assessment of the thermal potential of
heatpipe-cooled electrical traction machines.
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1. Einleitung und Motivation

Getrieben durch das anhaltende Bediirfnis nach individueller Mobilitdt und nicht zuletzt
durch die schnell wachsende Wirtschaftsleistung im asiatischen Raum, ist iiber die letzten
Jahrzehnte eine stetig steigende Nachfrage nach Personenkraftwagen (PKW) zu beob-
achten. Abb. 1.1 belegt diesen Zusammenhang: Wahrend 1999 weltweit circa 40 Millionen

’ 0 Asien & Australien l Europa Ml Amerika ] Rest ‘
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Abbildung 1.1.: Zeitliche Entwicklung der weltweiten Jahresproduktion von Personen-
kraftwagen. Datenbasis: [1]

PKW produziert wurden, iiberstieg der Absatz im Jahr 2023 68 Millionen produzierte
Einheiten [1]. Gleichzeitig fithrt der anthropogene CO2-Ausstol zu weiterem Fortschritt
der Klimaerwdrmung mit weitreichenden prognostizierten Folgen fiir Umwelt, Wirtschaft
und Gesundheit [2]. Nicht zuletzt durch die Verordnung des Europaparlaments [3], die
COq-Flottenemissionen fiir neu zugelassene PKW bis 2035 auf Null zu reduzieren, steigt
weltweit die Nachfrage nach klimaneutralen Transportlésungen. Um diese Ziele zu errei-
chen, stellen batterieelektrische Fahrzeuge einen zentralen Bestandteil des resultierenden
Wandels der Automobilindustrie dar. Neben den Hochvolt-Batteriespeichern stehen vor
allem die elektrischen Traktionsmaschinen im Fokus der Entwicklung [4, 5]. Sowohl die
Leistungsfiahigkeit als auch die Effizienz moderner E-Maschinen werden jedoch hiufig
durch das Erreichen kritischer Temperaturniveaus limitiert, sodass die erforderlichen
Kiihlkonzepte regelméfBig Schwerpunkt wissenschaftlicher Untersuchungen sind [6, 7].
Heatpipes zeichnen sich durch ihre herausragenden Wérmeleiteigenschaften aus, finden
innerhalb moderner Warmemanagementsysteme immer hiufiger Anwendung und erwei-



1. Einleitung und Motivation

sen sich damit als vielversprechend fiir die effizientere Kiithlung elektrischer Maschinen.
Die Bewertung dieses Potenzials findet im Rahmen der vorliegenden Arbeit in zwei Teilen
statt: Der erste Abschnitt liefert einen Beitrag zur thermischen Simulation von Heat-
pipes. Die dort entwickelten Simulationsansétze bilden sowohl strémungsmechanische
als auch thermodynamische Zusammenhénge ab, die in bisherigen Veroffentlichungen
keine oder nur unzureichende Beriicksichtigung gefunden haben. Unter Nutzung der ge-
wonnenen Erkenntnisse konzentriert sich der zweite Teil schliellich auf die thermische
Bewertung zweier heatpipebasierter Konzepte zur Statorkiihlung einer elektrischen Trak-
tionsmaschine.

1.1. Heatpipes und ihre thermische Simulation

Moderne Warmemanagementsysteme, zum Beispiel die Kiihlung elektrischer Traktions-
maschinen oder von Verbraucherelektronik, tragen mafigeblich zum Erreichen immer ho-
herer Leistungsdichten bei. Die unvermeidbar anfallende Verlustwérme wird bei konven-
tionellen Kihlsystemen meist mithilfe einphasiger Fluidstromungen zu etwaigen Kiihl-
korpern oder direkt an die Umgebung abgefiihrt. Zur Erfiillung stetig steigender Anfor-
derungen an die Leistungsfidhigkeit bei gleichzeitiger Reduzierung des verfiigharen Bau-
raums werden jedoch vermehrt Kiihlsysteme notwendig, die auf einen Phasenwechsel des
verwendeten Kiihlfluids angewiesen sind. Vor diesem Hintergrund kommen h&ufig Heat-
pipes zum Einsatz, welche die Verdampfung und Kondensation eines Arbeitsmediums
nutzen, um herausragende Wéarmetransporteigenschaften zu realisieren. Heatpipes (dt.
Wiérmerohre) sind hermetisch abgeschlossene, passive Bauelemente, die sich entlang einer
Vorzugsrichtung durch einen vergleichsweise geringen thermischen Widerstand auszeich-
nen. Sie ermoglichen einen nahezu isothermen Warmetransport iiber weite Strecken und
bieten einen hohen Designfreiraum bei gleichzeitig geringen Kosten [8]. Die Erfindung
der Heatpipe geht auf R. S. Gaugler bei General Motors im Jahr 1944 zuriick [9]. Den
eigentlichen Durchbruch erhielt die Technologie aber erst, nachdem G. M. Grover in den
1960er Jahren eine natriumbetriebene Heatpipe vorstellte [10, 11]. Der erste massenhafte
Einsatz erfolgte schliellich 1982 mit dem Verbau innerhalb von Audio-Verstérkern [12].
Mit mehreren zehn Millionen produzierten Einheiten pro Jahr werden Heatpipes bis heu-
te vor allem im Bereich der Verbraucherelektronik eingesetzt [11]. Nicht zuletzt deswegen
ist der weltweite Heatpipemarkt im Jahr 2022 auf circa 3,1 Mrd. US-Dollar (derzeit circa
2,9Mrd. €) gestiegen [13, 14|, wihrend weiterhin Wachstumsraten zwischen 5,1 % und
7,5% fiir die kommenden Jahre prognostiziert werden [13-16]. Aufgrund ihrer erstklas-
sigen Warmeleiteigenschaften untersucht die Wissenschaft den Einsatz von Heatpipes in
unterschiedlichsten Disziplinen, zum Beispiel innerhalb Turbinenschaufeln [17], in Re-
kombinatoren von Atomkraftwerken [18] und in elektrischen Traktionsmaschinen [19-
22]. Um Heatpipes optimal auslegen und einen Betrieb innerhalb ihrer Leistungsgrenzen
sicherstellen zu konnen, spielen Simulationen eine entscheidene Rolle. In der vorliegen-
den Arbeit werden daher Simulationsansitze entwickelt, welche die thermodynamischen
Zusammenhénge innerhalb von Heatpipes detailliert abbilden und damit eine Vorhersage
des thermischen Verhaltens auf Gesamtsystem-Ebene erlauben. Der Fokus liegt dabei auf
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der korrekten Beriicksichtigung des Phasenwechsels innerhalb von Sinterstrukturen, der
Entwicklung eines wirmeleitungsbasierten und damit recheneflizienten Modells, das den
Druckverlust der Dampfstromung berticksichtigt, sowie der detaillierten Mehrphasensi-
mulation von Heatpipes, die tiefe Einblicke in die internen thermodynamischen Vorgéange
ermoglicht.

1.2. Die Statorkiihlung elektrischer Traktionsmaschinen

Die stetig wachsende Nachfrage nach elektrischer Mobilitét riickt die Entwicklung innen-
laufender E-Maschinen mit hohen Leistungsdichten in den Fokus aktueller Forschungs-
projekte [7]. Trotz der bekanntlich hohen Wirkungsgrade fithren die auftretenden Ver-
luste zu einer nennenswerten Erwadrmung kritischer Komponenten wie der Wicklungen,
des Statorblechpakets und etwaiger Permanentmagnete. Um irreversible Schédigungen
zu vermeiden, die Leistungsdichte zu maximieren und den Wirkungsgrad weiter zu stei-
gern, sind innovative Kiihlkonzepte von zentraler Bedeutung. Moderne E-Maschinen
weisen daher komplexe Warmemanagementsysteme zur effizienten Rotor- und Stator-
kithlung auf. Um die anfallende Verlustwérme der Statorwicklung und des -blechpakets
abzufithren, werden meist fliissige Kiithlmedien eingesetzt [4, 5, 7]. Zur Komplexitatsbe-
grenzung des gesamten Fahrzeug-Antriebsstrangs finden dazu meist fiir die Automobil-
industrie typische Getriebeole oder Wasser-Glykol-Gemische Anwendung [6, 7]. Bis auf
wenige Ausnahmen haben sich letztere aufgrund ihrer vorteilhaften thermischen Eigen-
schaften und geringen Kosten als Stand der Technik zur Statorkiihlung grofiseriengefer-
tigter elektrischer Traktionsmaschinen durchgesetzt [23]. Dabei durchstromt die Kiihl-
fliissigkeit das E-Maschinen-Gehéduse und fithrt die Verlustwdrme von der Auflenseite
des Statorblechpakets ab. Die freiliegenden Enden der Statorwicklung, die sogenannten
Wickelkopfe, sind hierbei jedoch thermisch vergleichsweise schlecht an den Kiihlmantel
angebunden. Infolgedessen erreichen sie im Betrieb meist zuerst kritische Temperatur-
niveaus und begrenzen damit die Leistung und Effizienz der gesamten Maschine [24].
Dieser Zusammenhang motiviert zum Einsatz heatpipebasierter Kiithlsysteme zur effizi-
enteren und zugleich bauraumoptimierten Statorkiihlung elektrischer Maschinen. In der
vorliegenden Arbeit wird daher das thermische Potenzial einer Integration von Heat-
pipes in die Statornuten bewertet, welche die anfallende Verlustwéirme an die jeweils
axialen Enden der E-Maschine leiten. Dazu werden zwei Konzepte zur Warmeabfuhr
von den herausstehenden Heatpipeenden und Wickelképfen gegeniibergestellt: Wahrend
der erste Ansatz eine Kiihlung mithilfe mehrerer Olsprays vorsieht, basiert das zwei-
te Konzept auf einem gemeinsamen, wassergekiihlten Harzverguss. Die Bewertung der
thermischen Potenziale findet mithilfe hochaufgeloster 3D-CFD-Simulationen des kom-
pletten E-Maschinen-Stators, den jeweiligen turbulenten Kiihlmittelstromungen sowie
der Heatpipes statt. Die im ersten Teil der Arbeit entwickelten und validierten Simulati-
onsmodelle bilden darin die Basis fiir die korrekte Abbildung des thermischen Verhaltens
der Heatpipes.
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In diesem Kapitel werden die zum Verstédndnis dieser Arbeit notwendigen Grundlagen
zusammengefasst. Insbesondere werden zunéchst relevante thermodynamische und stro-
mungsmechanische Zusammenhénge vorgestellt. Dariiber hinaus findet sich im Folgenden
eine detaillierte Zusammenfassung zur Funktionsweise und Simulation von Heatpipes.
Abschliefend werden Funktionsprinzip, Verlustmechanismen und Kiihlkonzepte elektri-
scher Traktionsmaschinen néher erldutert. Es sei darauf hingewiesen, dass vereinzelte
Fragestellungen detailspezifische Diskussionen der bestehenden Literatur erfordern, die
zur besseren Beriicksichtigung des Kontexts im jeweiligen Methodik- und Ergebnisteil
verortet wurden.

2.1. Thermodynamische und stromungsmechanische
Grundlagen

Dieser Abschnitt gibt eine Ubersicht iiber grundlegende Zusammenhinge der Thermo-
dynamik und Strémungsmechanik. Besonderer Fokus liegt dabei auf der Beschreibung
von Fluidstromungen, dem Kapillareffekt, Mechanismen der Warmetbertragung, dem
Ubergang zwischen zwei Phasen und der numerischen Strémungsmechanik.

2.1.1. Die Beschreibung stromender Fluide

Bei kontinuumsmechanischer Betrachtung lassen sich Fluidstromungen durch einen Satz
an Differentialgleichungen, den sogenannten Navier-Stokes-Gleichungen, beschreiben.
Diese bestehen aus den Erhaltungsgleichungen fiir Masse (Gl. (2.1)), Impuls (Gl. (2.2))
und Energie (Gl. (2.3)). Eine Herleitung dieser Gleichungen ist in der Literatur vielfach
und detailliert beschrieben [25-27].

Massenerhaltung:
gj + V- (p?¥) =m" (2.1)
Impulserhaltung;: N
a(gtv)—FV-(pT)’z_)’)——Vp+V-T+F7 (2.2)
Energieerhaltung:
0 (gft) YV (D) =V (r-T) £V VT + 7T+ " (2.3)
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mit A : Warmeleitfihigkeit
p :Dichte
T : Viskoser Spannungstensor
ey : Massenspezifische totale Energie
W : Volumenspezifischer Kraftvektor
ht : Massenspezifische totale Enthalpie

/" : Volumenspezifische Massenquelle/-senke

p : Druck

¢" : Volumenspezifische Warmequelle/-senke
t :Zeit

v : Geschwindigkeitsvektor

Es sei darauf hingewiesen, dass der Masse-Quellterm /" in Gl. (2.1) lediglich in Son-
derféllen - etwa bei separat modellierten Phasen - beriicksichtigt wird. Bei der Beschrei-
bung eines Kontinuums gilt in der Regel "’ = 0. Dariiber hinaus werden im Rahmen
der vorliegenden Arbeit ausschliefilich newtonsche Fluide betrachtet. Der viskose Span-
nungstensor 7 kann daher durch Gl. (2.4) beschrieben werden [25]. Darin definiert I die

Einheitsmatrix und n die dynamische Viskositat des Fluids.

=y [VT+ (V)] - [n(v- D)1 (2.4)

(Hagen-)Poiseuille-Stromung

Die Hagen-Poiseuille-Stromung ist ein Spezialfall einer Rohrstrémung und wird sche-
matisch in Abb. 2.1(a) dargestellt. Analog dazu zeigt Abb. 2.1(b) den &quivalenten
Stromungsfall zwischen zwei unendlich ausgedehnten Platten, die sogenannte Poiseuille-
Stromung. Die beiden Stromungsformen zeichnen sich durch Inkompressibilitit p =

. N y y EN
I Lo =
> u(r) M > u(y)
(a) (b)

Abbildung 2.1.: Schematische Darstellung einer Hagen-Poiseuille- (a) und einer
Poiseuille-Stromung (b).

const., Laminaritdt v = 0 und Stationaritat % = 0 aus und werden als vollstandig ausge-

bildet angenommen g—; = % = 0. Unter diesen Annahmen lésst sich der Gleichungssatz
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aus Massenerhaltung Gl. (2.1) und Impulserhaltung Gl. (2.2) fiir ein isotropes newton-
sches Fluid analytisch 16sen. Die jeweiligen Geschwindigkeitsprofile u ergeben sich zu:

u(r) = poyey (R2 — 7’2) fir Hagen-Poiseuille Stromungen (2.5a)
_ 6m o 9\ e . )
u(y) = SBID (0,25H —y ) fiir Poiseuille-Stromungen (2.5b)

In den obigen Gleichungen beschreibt 7 den Fluidmassenstrom, R und H den Auflen-
radius des Rohres beziehungsweise die Kanalhohe und B definiert die Kanalbreite. Der
Druckgradient in Stromungsrichtung lasst sich ebenfalls analytisch bestimmen:

d 8

dip — 2 o fiir Hagen-Poiseuille-Stromungen (2.6a)
z pT

d 12

CTp S ngm fiir Poiseuille-Stromungen (2.6b)
x p

2.1.2. Porose Medien

»Porose Medien werden als Festkorper verstanden, die kleinskalige Hohlraume, die na-
mensgebenden Poren, beinhalten. [28] Die Porositédt ¢ beschreibt dabei das Verhéltnis
aus Hohlraumvolumen Vg zu Gesamtvolumen Vges. Die Bestimmung der Porositat kann
experimentell durch Massebestimmung stattfinden, in der Praxis werden fiir Abschét-
zungen jedoch héufig empirisch gefundene Berechnungsvorschriften genutzt. In vielen
technischen Anwendungsféllen sind stromungsmechanische Gréfien auf einer Makroebe-
ne von Interesse, wie zum Beispiel der Druckverlust in Grundwasserstromungen [29],
bei der Transpirationskithlung von Turbinenschaufeln [28] und innerhalb von Heatpipes
[30]. Bei der Durchstromung poroser Medien wird grundsétzlich zwischen einer mikro-
skopischen und einer makroskopischen Geschwindigkeit unterschieden. Die mikroskopi-
sche Geschwindigkeit entspricht dabei der realen Geschwindigkeit des Fluids auf einer
mikroskopischen Skala. Diese héngt stark von den Eigenschaften der pordsen Struk-
tur wie zum Beispiel der Porositit ab. Im Gegensatz dazu beschreibt die makroskopi-
sche Geschwindigkeit den Volumenstrom pro Fldcheneinheit und basiert auf dem Ver-
standnis des portsen Mediums als Kontinuum. In der Praxis ist hdufig dieser Effektiv-
wert von Interesse, sodass sich alle Gleichungen im weiteren Verlauf der vorliegenden
Arbeit auf die makroskopische Geschwindigkeit beziehen. Der Druckgradient bei der
Durchstrémung pordser Medien lédsst sich nach Kececioglu und Jiang [31] anhand der
Darcy-Reynolds-Zahl in vier Regime einteilen: ,Pre-Darcy“, ,Darcy®, ,Forchheimer
und ,, Turbulenz“. Die Darcy-Reynolds-Zahl Rex = % ist ein Maf fiir den Turbulenz-
grad bei der Durchstromung eines porésen Mediums. Die Permeabilitat K ist darin ein
MafB fiir die Durchlassigkeit einer Kapillarstruktur gegeniiber einer Fluidstromung und
stellt damit eine Kennzahl fiir den Stréomungswiderstand eines porésen Mediums dar.
Sie hdangt mafigeblich von der Porositdt und der mikroskopischen Zusammensetzung der
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Kapillarstruktur ab. Die Permeabilitdt wird meist experimentell ermittelt, fiir erste Ab-
schitzungen und bekannte Kapillarstrukturen existieren jedoch zahlreiche empirische
Néaherungsgleichungen. Abb. 2.2 zeigt den Verlauf des Druckgradienten abhéngig von
der Darcy-Reynoldszahl Rek. Untersuchungen von Darcy und Forchheimer [29] fiithr-

Pre-Darcy  Forchheimer
<20 | |
151 I I : :

| I I I I ]

= l l l l :
.§ | | | |
.-U | | | | |
CG | | | | |
— | | | | |
bD I I | I I
'M I 1 I I I
Q
s I I I I I
— I I I I I
a I I I I I

-

Darcy Turbulente Stréomung

Darcy-Reynolds-Zahl Rek

Abbildung 2.2.: Regime des Druckverlusts bei Durchstrémung pordser Medien abhéngig
von der Darcy-Reynolds-Zahl. Grafische Darstellung nach [28, 31].

ten zu der allgemein bekannten Darcy-Forchheimer-Gleichung (2.7), die eine analytische
Berechnung des Druckverlusts bei Durchstromung eines porésen Mediums ermdoglicht.
Die Gleichung gilt in einem kartesischen Koordinatensystem fiir die mit ,,Darcy“ und
,Forchheimer“ bezeichneten Regime in Abb. 2.2.

o _ _ (nvi + pri’vi‘)

In der obigen Gleichung bezeichnet 5 den Tragheitskoeffizienten. Zahlreiche Verdffent-
lichungen verwenden die Konstante § = 0,55 [32-34], die von Ward [35] fiir partikelba-
sierte porose Medien experimentell gefunden wurde. Bei einer kontinuumsmechanischen
Betrachtung des porésen Mediums kann der Stromungswiderstand iiber die Impulsquelle
in Gl. (2.8) in der Impulserhaltungsgleichung (2.2) beriicksichtigt werden.

(2.7)

== (F+J=ol¥) 7 (28)
Die effektive Warmeleitfihigkeit eines porésen Mediums Aeg héngt stark von der mikro-
skopischen Struktur ab, allgemeingiiltige Berechnungsvorschriften existieren daher nicht.
Zur Eingrenzung findet sich in der Literatur jedoch Ungleichung (2.9), die die effektive
Waiérmeleitfahigkeit eines porésen Mediums zwischen einer Reihen- und Parallelschaltung
von Festkorper ,,f“ und Fliissigkeit ,,fl“ einordnet [36].

AA A
edg+ Af(1 —e)

< et e+ (1 —¢) (2.9)
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Abbildung 2.3.: Fliissigkeitsmeniskus in einem kapillaren Réhrchen. Grafische Darstel-
lung nach [28].

Ag und Af beschreiben jeweils die Warmeleitfahigkeit der Fliissigkeit und der Festkor-
perstruktur des porésen Mediums. In der Praxis werden effektive Warmeleitfahigkei-
ten meist experimentell bestimmt oder mithilfe empirischer Naherungen berechnet (vgl.
Kap. 2.2.2).

2.1.3. Kapillarkrafte

Weist die Grenzfliche zwischen zwei Phasen eine Kriimmung auf, ergeben sich unter-
schiedliche Druckniveaus auf beiden Seiten der Phasengrenze. Ein einfaches Beispiel ist
das Ansteigen einer Fliissigkeitssidule in einem kapillaren Roéhrchen KR, wie es in
Abb. 2.3 dargestellt ist. v bezeichnet darin den charakteristischen Kontaktwinkel, der
sich abhéngig von der jeweiligen Paarung aus Feststoff, benetzendem und nicht benetzen-
dem Fluid zwischen 0° und 180° einstellt. Im dargestellten Beispiel fithrt der Kontaktwin-
kel v < 90° zu einer konkav gekriimmten Wasseroberfliche, die zu einem Drucksprung
Apy zwischen Fliissigkeit und Gasphase an der Phasengrenze fiihrt. Dieser Druckunter-
schied resultiert wiederum in der Ausbildung einer Wassersdule. Der beschriebene Zu-
sammenhang wird haufig als Kapillareffekt bezeichnet und lasst sich mittels Gl. (2.10)

quantifizieren [28]:
201, COS7Y

Reff

og,¢ beschreibt darin die Grenzflichenenergie der Fliissig-Gas-Phasengrenze, die haufig
auch als Oberflichenspannung definiert ist. Reg stellt den effektiven Kriimmungsradius
der Phasengrenze dar. In dem gezeigten Beispiel eines perfekt runden kapillaren Rohr-
chens gilt R.g = Rkgr. Fir Kapillarstrukturen mit abweichender Mikrostruktur finden

Apy = (2.10)
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sich in der Literatur Berechnungsvorschriften zur Bestimmung des effektiven Kriim-
mungsradius [28, 37]. Der Kontaktwinkel « ergibt sich aus der Paarung der beteiligten
Fluide mit dem Festkorpermaterial und wird meist experimentell bestimmt. Alternativ
lasst sich 4 mithilfe der Youngschen Gleichung (2.11) berechnen:

cosy = The — 71 (2.11)

Ofl,g

Analog zu Gl. (2.10) definieren o¢ g und o¢ ; die Grenzflichenspannungen zwischen Fest-
korper und Fliissigkeit beziehungsweise zwischen Festkorper und Gasphase. Zur Bewer-
tung des Einflusses der Gravitation auf die Meniskusgeometrie wird héufig die Bond-Zahl
Bo herangezogen, die in Gl. (2.12) definiert wird:

_ pagL*?
Ofl,g

Bo (2.12)

In der obigen Gleichung beschreibt g die Erdbeschleunigung und L* die charakteristische
Lange. Fiir kleine Bo wird die Meniskusgeometrie folglich von Oberflichenspannungen
dominiert und der Einfluss der Gravitation kann vernachléssigt werden [38].

2.1.4. Die drei Mechanismen der Wirmeiibertragung
Wiarmeleitung

Wairmeleitung ist definiert als der diffusive Energietransport innerhalb eines Fluids oder
Festkorpers. Das treibende Potenzial ist dabei die Temperatur. Warme fliefit folglich
intuitiv von ,warm“ (hohes Potenzial) nach ,kalt* (niedriges Potenzial). Der Energie-
transport findet dabei durch Gitterschwingungen statt, die sich auf benachbarte Mole-
kiile iibertragen. Bei elektrisch leitfihigen Materialien wie zum Beispiel Metallen stellen
die freien Elektronen einen weiteren Mechanismus des Energietransports bereit. Unter
stationdrer und kontinuumsmechanischer Betrachtung beschreibt die Fouriersche Diffe-
rentialgleichung der Warmeleitung Gl. (2.13) den diffusiven Energietransport innerhalb
von Festkorpern und ruhender Fluide:

V. (AVT) =0 (2.13)

Fir eine Vielzahl technischer Anwendungen spielt der Sonderfall eindimensionaler, sta-
tiondrer Warmeleitung durch ein isotropes Material mit konstanter Warmeleitfahigkeit
eine wichtige Rolle. Abb. 2.4 zeigt eine grafische Darstellung dieses Sonderfalls fiir eine
ebene Geometrie mit konstantem Querschnitt A und der Breite B sowie fiir die radiale
Waiérmeleitung innerhalb einer kreisrunden Rohrwand. Die jeweilig zugehorige Warme-
stromdichte ldsst sich mittels Gl. (2.14) berechnen:

N7 T2 - Tl
q =
Rin

(2.14)

10
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B — @

A Ry 7
Ty

(a) (b)

Abbildung 2.4.: Stationdre Wérmeleitung durch eine Geometrie mit konstanter Quer-
schnittsfliche (a) und durch eine kreisrunde Rohrwand (b) aus jeweils
isotropem Material mit konstanter Warmeleitfahigkeit. Grafische Dar-
stellung in Anlehnung an [39)].

Die thermischen Widerstdnde Ry, der in Abb. 2.4 gezeigten Spezialfille lassen sich mit-
hilfe der Gln. (2.15a) und (2.15b) berechnen:

>

fiir Geometrien mit konstanter Querschnittsflache (2.15a)

Ry, =

E
e

(

A

)

Es sei darauf hingewiesen, dass Gl. (2.15b) die Berechnung der Warmestromdichte fiir
einen beliebigen Radius R; < r < Ry erlaubt.

r  fiir kreisrunde Rohrwénde (2.15b)

Konvektion

Der Wérmetransport von Festkorpern in stromende Fluide wird als Konvektion bezeich-
net [40]. Bei technischen Fragestellungen spielt konvektive Wérmeiibertragung héufig
bei der fluidischen Kiihlung von Festkorpern eine Rolle. Im Allgemeinen wird dabei
zwischen natiirlicher und erzwungener Konvektion unterschieden: Bei natiirlicher Kon-
vektion fithren temperaturinduzierte Dichteunterschiede zu einer Fluidstromung. Im Ge-
gensatz dazu zeichnet sich erzwungene Konvektion dadurch aus, dass das Stromungsfeld
durch einen extern erzeugten Druckgradienten, zum Beispiel mithilfe von Ventilatoren
oder Pumpen, erzeugt wird. Bei der Uber- und Umstrémung von Festkérpern findet
ein Warmeaustausch mit dem Fluid statt. Zur Quantifizierung dieses Warmeiibergangs
werden in der Praxis hiufig aufwendige numerische Simulationen durchgefiihrt oder eine
Abschéitzung mittels Gl. (2.16) durchgefiihrt.

q" = a (T — Trer) (2.16)
T — Trer bezeichnet dabei die Temperaturdifferenz zwischen Festkorperoberfliche und

Referenztemperatur. Zur Bestimmung des Wérmeiibergangskoeffizienten « lésst sich fiir

11
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viele Anwendungsfille die sogenannte Nuflelt-Zahl Nu mithilfe empirisch gefundener Kor-
relationen berechnen. Uber die Definition von Nu in Gl. (2.17) lisst sich schlieBlich durch
Umformen auf « zuriickzuschlieBen.

al*

Nuy =
Y

(2.17)

Die Péclet-Zahl Pe beschreibt das Verhéltnis von konvektiver zu diffusiver Transportrate
und berechnet sich nach Gl. (2.18):

_ pucLl”

P
¢ \

(2.18)

In der obigen Gleichung definiert ¢ die spezifische Warmekapazitit des stromenden
Fluids.

Strahlung

Weist ein Korper eine Temperatur T > 0K auf, so strahlt er elektromagnetische Wel-
len und damit Energie ab. Die abgestrahlte Warmestromdichte qé’ ab lasst sich mittels
Gl. (2.19) berechnen:

Qo = €osT* (2.19)

Darin ist die Stefan-Boltzmann-Konstante als o = 5,67 - 1078 W/m?K* definiert, ¢ be-
zeichnet den sogenannten Emissionsgrad. Ideal schwarze Korper weisen einen Emissions-
grad von € = 1 auf. In der Praxis gilt iiblicherweise 0 < ¢ < 1, wobei € entscheidend
von Oberflaichenbeschaffenheit, -farbe und -temperatur abhéngt. Ist ein Koérper dariiber
hinaus elektromagnetischer Strahlung ausgesetzt, wird ein Teil a, dieser Strahlung ab-
sorbiert, ein Teil p, reflektiert und ein Teil 7 transmittiert. Die jeweiligen Anteile miissen
folglich in Summe Eins ergeben:

Qe+ pet+T1e=1 (2.20)

Nach Kirchhoff gilt o = €. Schwarze Strahler absorbieren daher per Definition jeg-
liche auftreffende Strahlung, eine Reflexion oder Transmission eintreffender Strahlung
findet folglich nicht statt. In der Praxis werden Festkorper meist als graue Strahler an-
genommen, die fiir jede Wellenldnge A. einen identischen Absorptionsgrad a. # f(\e)

annehmen. Die absorbierte Warmestromdichte ¢, ldsst sich also wie folgt berechnen:

qg,abs = aqu,ein (221)

In der vorliegenden Arbeit werden ausschliellich Temperaturbereiche betrachtet, in de-
nen konvektiver und diffusiver Warmetransport dominieren. Die Warmeiibertragung
durch elektromagnetische Strahlung wird daher im weiteren Verlauf der Arbeit vernach-
lassigt. Fiir eine detailliertere Einfithrung in die Thematik sei auf [40-42] verwiesen.

12



2.1. Thermodynamische und strémungsmechanische Grundlagen

2.1.5. Warmeiibertragung in Stabrippen

Kihl- und insbesondere Stabrippen spielen bei der Warmeabfuhr gekiihlter Komponen-
ten eine entscheidende Rolle. Wird eine Stabrippe, wie sie in Abb. 2.5 dargestellt ist, am
Rippenfufl beheizt, stromt Warme entlang der Rippenachse x und wird iiber die Man-
telfliche an die Umgebung abgegeben. Stabrippen mit isotroper Wérmeleitfadhigkeit A

L
( .

Abbildung 2.5.: Schematische Darstellung einer Stabrippe.

und konstanter Querschnittsflache A lassen sich mithilfe der Differentialgleichung (2.22)
beschreiben. Die Temperatur wird dabei konstant tiber jeden Querschnitt angenommen,
héngt also lediglich von = ab. [43]

d?T U
Incy

mit « : Warmeiibergangskoeffizient
A Wiarmeleitfahigkeit
A : Querschnittsfliche der Rippe

m : Im Folgenden zur Abkiirzung von % verwendet

Tref : Umgebungs- /Referenztemperatur
U : Umfang der Querschnittsfliche A

Fiir Rippen, die eine kleine Querschnittsflache im Vergleich zu ihrer Mantelfliche auf-
weisen, kann der Warmestrom tiber den Rippenkopf vernachlassigt werden:

dT
A

il =0 2.23
dx =1 ( )

Unter Annahme von U = const., & = const. und unter Verwendung von Gl. (2.23) lasst
sich Gl. (2.22) 16sen:
T(x) —Tret  cosh(m (L —x))
To—Twet  cosh(mL)

(2.24)

Ist die Temperatur Ty am Rippenfufi bekannt, kann folglich der Temperaturverlauf 7'(x)
entlang der Rippe berechnet werden.
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2. Grundlagen und Stand der Technik

2.1.6. Verdampfung und Kondensation

Das Verdampfen einer Fliissigkeit lasst sich in die Regime ,,Konvektives Sieden*, , Blasen-
sieden®, ,, Ubergangssieden“ und ,,Filmsieden“ unterteilen. Abb. 2.6 zeigt die verschiede-
nen Siederegime im sogenannten Nukiyama-Diagramm abhéngig von Wérmestromdichte
und Wandiiberhitzung. Das Regime des konvektiven Siedens zeichnet sich dadurch aus,

Wairmestromdichte ¢”

Blasensieden Filmsieden

Wandiiberhitzung log(Ty, — Th)

Abbildung 2.6.: Siederegime im Nukiyama-Diagramm abhéngig von Warmestromdichte
und Wandiiberhitzung. Grafische Darstellung in Anlehnung an [44].

dass der Phasenwechsel ausschliellich an der Phasengrenzfliche stattfindet, eine Blasen-
bildung findet nicht statt. Im Gegensatz dazu zeichnet sich Blasensieden durch Dampf-
blasenbildung aus, die beim Aufsteigen an die Fliissigkeitsoberflache fiir eine Durchmi-
schung sorgt und so den Wirmeiibergang verbessert. Im Ubergangsbereich bildet sich
bei weiter steigender Wandiiberhitzung ein Dampffilm aus. Der Wérmeeintrag in die
Fliissigkeit wird durch die geringere Warmeleitung des Dampfs merklich verschlechtert
und begriindet die negative Steigung der Warmestromdichte in Abb. 2.6. Das Regime
,Filmsieden® ist durch einen geschlossenen Dampffilm charakterisiert, der die Fliissig-
keit von der iiberhitzten Wand abgrenzt. Der Warmeeintrag in die Fliissigkeit findet
hierbei primér durch Strahlung und Wéarmeleitung statt. In der vorliegenden Arbeit ist
lediglich der Bereich des konvektiven Siedens von Relevanz, sodass sich die folgenden
Ausfithrungen auf Modellierungsansétze fiir dieses Regime beschrianken.

Modellierung konvektiver Siedeprozesse

Mithilfe der kinetischen Gastheorie lasst sich die sogenannte Hertz-Knudsen-Gleichung
(2.25) zur Berechnung der Netto-Massenstromdichte iiber eine Phasengrenze 77 her-

leiten:
. [ M Psat (Tpn.n) Pph,d
m = oy P e TP 2.25
ph 27TRm ( \/Tphﬁ \/Tph,d ( )
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2.1. Thermodynamische und strémungsmechanische Grundlagen

mit ok : Kondensationskoeffizient
oy : Verdampfungskoeffizient
iy, Netto-Massenstromdichte iiber die Phasengrenze
M  : Molare Masse
Pph,d : Dampfdruck an der Phasengrenze
Dsat - Sattigungsdampfdruck
R,, : Universelle Gaskonstante
Tph,q : Temperatur des Dampfs an der Phasengrenze

Ton.a : Temperatur der Fliissigkeit an der Phasengrenze

Der Verdampfungskoeffizient oy und der Kondensationskoeffizient ok beschreiben den
Anteil der auf die Phasengrenze treffenden Molekiile, der tatséchlich einen Phasenwech-
sel vollfiihrt. mgh nimmt folglich positive Werte fiir verdampfende Fliissigkeiten an und
ist negativ fiir Kondensationsprozesse. Diese Konvention wird im weiteren Verlauf dieser
Arbeit fortgefithrt. Unter der Annahme, dass verdampfende Molekiile bei mgh = 0 ei-
ne hohere Geschwindigkeit aufweisen als kondensierende Molekiile, schligt Schrage [45]
einen Korrekturterm fir Gl. (2.25) vor. Die zugehorige Berechnungsvorschrift fiir T'ngh
ist in der Literatur bekannt als Hertz-Knudsen-Schrage-Gleichung (HKS):

. 2 M Psat (Tpn,a) Pph,d
" sa pn, pn,

_ ./ - 2.26
Teh = 5 ok \ 27 R (“V Tong N /Tona (2.26)

Zahlreiche Veroffentlichungen nehmen an, dass oy = og = § und bezeichnen & als Ak-
kommodationskoeffizienten. Experimente zur Quantifizierung von & fiihrten zu Werten,
die bis zu drei Groflenordnungen voneinander abweichen [46]. Trotz dieser Unsicherheiten
wird die Hertz-Knudsen-Schrage-Gleichung aufgrund ihrer einfachen Anwendbarkeit in
zahlreichen Verdffentlichungen zur Modellierung des Phasenwechsels verwendet [32, 33,
47-53]. Eine alternative Modellierung des Phasenwechsels kann mithilfe der statistischen
Theorie (engl. Statistical Rate Theory, SRT) erfolgen, welche auf den Ubergangswahr-
scheinlichkeiten zwischen verschiedenen Quantenzustdnden basiert. Verglichen mit der
Hertz-Knudsen-Schrage-Gleichung benétigt die SRT keine Fitting-Parameter. Dariiber
hinaus wurde der Ansatz anhand zahlreicher Experimente validiert. Auf der anderen
Seite werden Stoffdaten wie die Oberflichenspannung und die molekulare Vibrations-
frequenz benoétigt, welche fiir viele Fluide nicht in hinreichender Genauigkeit bekannt
sind. Um mgh unabhéngig von diesen Stoffdaten berechnen zu kénnen, trafen Persad und
Ward [54] die Annahme, dass die Phononenenergie eines Molekiils bei Verdampfungs-
vorgédngen vernachléssigbar gegeniiber seiner thermischen Energie ist. Dieser thermisch
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dominante Grenzfall (engl. Thermal Energy Dominant, TED) erlaubte die Entwicklung
von expliziten Berechnungsvorschriften fiir oy und ok:

fvib""4
T T T
v = Psat(Tpn.) exp |(fo +4) (1 - 2229 P (2.27a)
Dph,d Ton A Ton g
fvib+4
Tph d Tph d Tph fl
o — B ey (4 - Do , 2.27h
K Tona P [ (b +4) ( Tona Toha ( )

In den obigen Gleichungen beschreibt fyi, die Anzahl der Vibrationsfreiheitsgrade eines
Molekiils. Fiir nichtlineare Molekiile wie Wasser ldsst sich fy;, nach Gl. (2.28) berechnen
[55]:

Jvib =3n, — 6 (228)

Darin ist n, die Anzahl der Atome pro Molekiil. Fiir Wasser gilt folglich n, = fui, = 3.
Der TED-SRT-Ansatz von Persad und Ward wurde anhand von 127 Experimenten va-
lidiert und zeigt eine vergleichbare Genauigkeit wie die komplette SRT Beschreibung.
Es sei darauf hingewiesen, dass die Gln. (2.27) Verdampfungs- und Kondensationskoef-
fizienten grofler als Eins zulassen. Die Bedeutung von oy und ok bei der TED-SRT-
Beschreibung unterscheidet sich daher fundamental von der Definition bei Verwendung
des HKS-Ansatzes.

Berechnung der Siedelinie - Clausius-Clapeyron-Gleichung

Der Verlauf der Siedelinie, das heifit die Abhéngigkeit des Sattigungsdrucks von der
Temperatur, ldsst sich flir einen Reinstoff mithilfe der Clausius-Clapeyron-Gleichung
berechnen:
dpsat o Ahy ~ Ahypq
T~ Av, T T

(2.29)

In der obigen Gleichung beschreibt Av, die Anderung des massenspezifischen Volumens
beim Phasenwechsel und Ah, die Verdampfungsenthalpie. Da die Dichte der Dampfphase
pa Ublicherweise Groflenordnungen kleiner als die Dichte der Fliissigphase ist, wird in
der Praxis haufig Av, =~ pgl verwendet.

2.1.7. Numerische Stromungsmechanik

Die numerische Stromungsmechanik (engl. Computational Fluid Dynamics, CFD) ist
ein Spezialgebiet der Stromungsmechanik, das vor allem in den Ingenieurwissenschaften
hiufig Anwendung findet. Im Gegensatz zur experimentellen Modellierung bietet eine
numerische Abbildung hiufig Vorteile beziiglich Zeitaufwand und Kosten und erméglicht
die Visualisierung von Effekten, die im Experiment nicht oder nur unter hohem Aufwand
zugénglich sind. [56]
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2.1. Thermodynamische und strémungsmechanische Grundlagen

Diskretisierung

Anders als fir Beispiele mit vergleichsweise geringer Komplexitat (vgl. (Hagen-)Poiseuille-
Stromung in Kap. 2.1.1) existieren in der Praxis meist keine analytischen Losungen der
Navier-Stokes-Gleichungen. Die entsprechenden Gleichungen werden daher meist in ei-
ne diskrete Beschreibungsweise iiberfiihrt. Die Berechnung der Strémungsvariablen er-
folgt dann an verschiedenen Stiitzpunkten eines Rechengitters. Die bekanntesten Ansétze
zur Diskretisierung sind die Finite-Differenzen-Methode, die Finite-Elemente-Methode
und die Finite-Volumen-Methode. Fiir eine detaillierte Gegeniiberstellung der Verfahren
sei auf [25] verwiesen. In der vorliegenden Arbeit wird ausschliefllich der kommerziell
verfiighare Stromungsloser Simcenter Star-CCM+ von Siemens verwendet, der auf der
Finite-Volumen-Methode basiert. Das Rechengebiet wird dabei in eine endliche Anzahl
sich nicht iiberlappender Zellen unterteilt, in denen jeweils die entsprechenden Erhal-
tungsgleichungen in Integralform gelost werden. Gl. (2.30) zeigt die Integralform einer
beliebigen Erhaltungsgréfie ¢ in generischer Form [25]. I3, und ¢ sind darin als Diffu-
sionskoeffizient und volumetrische Quelle dieser Erhaltungsgréfie definiert.

a/ p¢dV+/pwU~dZ:/F¢V1/de—l—/ gy dV (2.30)
ot Jyv A A 1%

In der obigen Gleichung werden die konvektiven und diffusiven Fliisse der Erhaltungs-
groffe mithilfe der Fliachenintegrale berticksichtigt, die Volumenintegrale bilden sowohl
die zeitliche Anderung als auch etwaige Quell- und Senkterme von ¢ ab. Damit GI. (2.30)
flir diskrete Volumina gelost werden kann, ist eine Approximation dieser Integrale not-
wendig. Fiir eine detaillierte Herleitung und Beschreibung diverser Approximationsme-
thoden und fir weitere Details zur Finite-Volumen-Methode sei auf Ferziger und Perié
[25] verwiesen.

Mehrphasensimulation

Stromungen, die sich durch die Koexistenz von mindestens zwei beteiligten Phasen aus-
zeichnen, werden allgemein als Mehrphasenstromungen bezeichnet. Zur Berechnung sol-
cher Stromungen haben sich in der Praxis zwei Ansétze durchgesetzt: die Euler-Euler-
und die Euler-Lagrange-Betrachtungsweise. Grundsétzlich wird mindestens eine, meist
die kontinuierliche beziehungsweise ,tragende“ Phase nach der Euler-Methode behan-
delt. Im Gegensatz dazu koénnen zusitzliche Phasen entweder mittels der Lagrange-
oder ebenfalls mit der Euler-Betrachtungsweise beschrieben werden. Kleine Masseteil-
chen und disperse Phasen innerhalb eines Euler-Fluids werden haufig in einer endlichen
Anzahl an numerischen ,, Péckchen“ zusammengefasst. Dieser Ansatz wird als Lagrange-
Methode bezeichnet und findet zum Beispiel in der Simulation von staubigen Gasen
oder Treibstoffsprays Anwendung. Bei der Modellierung von Phaseniibergingen, hohen
Partikeldichten und grofien Volumenanteilen einer dispersen Phase, wird diese hiufig
ebenfalls mit der Euler-Methode modelliert. [25]
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Volume-of-Fluid-Modellierung

Die Volume-of-Fluid-Methode (VOF) beschreibt einen numerischen Ansatz, die Euler-
Euler-Betrachtungsweise auf nicht mischbare Mehrphasenstromungen anzuwenden. Der
Volumenanteil ¢; beschreibt dabei, welcher Anteil eines Kontrollvolumens V' von der
Phase i eingenommen wird:

Yi = 7 (2.31)

Zusatzlich zu den bereits genannten Erhaltungsgleichungen wird eine zusétzliche Trans-
portgleichung fiir den Volumenanteil ; gelost. Die entsprechenden Stoffdaten wie zum
Beispiel Dichte, Viskositat oder die spezifische Warmekapazitidt werden dabei anhand
von ; gewichtet. Ein Masseaustausch zwischen den beiden Phasen, zum Beispiel bei
einem Phasenwechsel, kann iiber einen Quellterm ¢; modelliert werden. Die spezifische
Massenquelle bzw. Massensenke /" in der Kontinuitétsgleichung Gl. (2.1) kann fiir eine
Stromung mit N Phasen folglich mithilfe von Gl. (2.32) ausgedriickt werden:

N
" =" pis (2.32)
=1

2.2. Heatpipes

Heatpipes (dt. Warmerohre) sind passive Bauteile, deren Warmeleiteigenschaften im
Bereich des 500-fachen von Kupferbauteilen gleicher Abmafe liegen [57]. Sie bieten folg-
lich die Moglichkeit, Warme zwischen einer Warmequelle und -senke nahezu isotherm
zu transportieren. Aufgrund ihrer herausragenden Warmeleiteigenschaften, ihrer kosten-
giinstigen Herstellung und ihres hohen Designfreiraums [8] spielen Heatpipes in moder-
nen Warmemanagementanwendungen und vor allem in der Verbraucherelektronik eine
wichtige Rolle [11]. Dariiber hinaus ergeben sich weitere Einsatzgebiete wie zum Beispiel
die Kithlung von Turbinenschaufeln [17], Rekombinatoren innerhalb von Atomkraftwer-
ken [18] und elektrischer Traktionsmaschinen [21, 22]. In diesem Abschnitt wird zunéchst
auf den Aufbau und die Funktionsweise von Heatpipes eingegangen. Darauf aufbauend
werden typischerweise verwendete Kapillarstrukturen, verschiedene Werkstoffe und die
Eigenschaften unterschiedlicher Arbeitsmedien ndher beleuchtet. Schliellich findet sich
eine Ubersicht iiber den Stand der Technik zur thermischen Simulation von Heatpipes.

2.2.1. Aufbau und Funktionsweise

Abb. 2.7 zeigt den schematischen Aufbau und illustriert die Funktionsweise einer zy-
lindrischen Heatpipe. Heatpipes bestehen aus einem geschlossenen Behilter, an dessen
Innenseite eine Kapillarstruktur aufgebracht ist. Dieser Behélter ist mit einem Arbeits-
medium im Zweiphasengebiet gefiillt, wobei die fliissige Phase durch Kapillarkréifte in
der Kapillarstruktur gehalten wird und die Dampfphase das mit ,,Dampfraum® gekenn-
zeichnete Volumen einnimmt. Dabei sei explizit darauf hingewiesen, dass ohne externe
Wirmesenken und -quellen ein Gleichgewicht zwischen den Phasen vorliegt. Das Ar-
beitsmedium liegt folglich bei Sattigungsbedingungen vor, Druck und Temperatur sind
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Verdampfer Adiabate Transportzone  Kondensator
{ — L
~— N > _ o«
- Dampfraum
= ' S=—— B
T T
g, Wand Kapillarstruktur ¢/’ .

Abbildung 2.7.: Aufbau und Funktionsweise einer zylindrischen Heatpipe. Grafische Dar-
stellung nach [36].

voneinander abhéngig. Typischerweise wird eine Heatpipe in der Literatur in drei Zonen
eingeteilt: Verdampfer, adiabate Transportzone und Kondensator. Als Verdampfer wird
iblicherweise der Abschnitt bezeichnet, in dem Wérme in die Heatpipe eingebracht wird.
Analog dazu wird im Kondensator Wéarme aus dem System abgefiihrt. In der adiabaten
Transportzone findet folglich kein oder ein lediglich vernachléssigharer Warmeaustausch
mit der Umgebung statt. Fiir den Betrieb einer Heatpipe ist eine dedizierte adiabate Zo-
ne nicht notwendig. Dariiber hinaus sind die Anzahl und die Positionen von Verdampfer-
und Kondensatorbereichen beliebig: Faghri und Buchko [58] untersuchten beispielsweise
ein Heatpipe-Setup mit vier Verdampferzonen, sechs adiabaten Zonen und einer Konden-
satorzone. Die grundlegende Funktionsweise einer Heatpipe lésst sich ebenfalls anhand
Abb. 2.7 erkliaren: Die Warmestromdichte ¢, im Verdampferabschnitt der Heatpipe
fithrt zu einem Wéarmeeintrag in das fliisssige Arbeitsmedium. Da das Arbeitsmedium
zweiphasig vorliegt, fiihrt dieser Wéarmeeintrag unmittelbar zu einem Phasenwechsel an
der Phasengrenze. Das gasformige Arbeitsmedium stromt im Dampfraum in Richtung
des Kondensators. Dort kiihlt eine Wéarmesenke die Heatpipewand (¢,,) und erzeugt
somit ein Kondensationsgebiet. Das kondensierende Arbeitsmedium wird von Kapillar-
kréften getrieben durch die Kapillarstruktur zuriick zum Verdampfer transportiert. Da-
mit ergibt sich ein geschlossener thermodynamischer Kreisprozess, dessen Druckverlauf
in Abb. 2.8 entlang der axialen Position z dargestellt ist. Im gezeigten Beispiel fithrt die
Anordnung von Warmequelle und -senke zu einer Dampfstromung in positive z-Richtung
und resultiert daher in einem negativen Druckgradienten. Die dargestellte Druckriickge-
winnung im Bereich des Kondensators ldsst sich auf den Abbau kinetischer Energie zu-
riickfiithren [59]. Der absolute Druckverlust im Dampfraum iiber die Lénge der Heatpipe
ist im Diagramm mit Apq gekennzeichnet. Der Druckverlust, den das fliissige Arbeitsme-
dium in der Kapillarstruktur erfahrt, wird in Abb. 2.8 durch Apg reprasentiert. In Folge
ergibt sich im Verdampfer ein Drucksprung zwischen fliissiger und dampfférmiger Phase.
Diese Druckdifferenz wird durch Kapillarkrafte (vgl. Kap. 2.1.3) aufrechterhalten und ist
mit Apy gekennzeichnet. Da das System geschlossen ist, muss die Kapillardruckdifferenz
der Summe aus Dampf- und Fliissigkeitsdruckverlust entsprechen [36]:

Apx = Apg + Apa (2.33)

Eine alternative Betrachtung des beschriebenen Kreisprozesses zeigt Abb. 2.9, welche
die zugehorigen thermodynamischen Zustédnde im Temperatur-Entropie-Diagramm dar-
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Verdampfer Kondensator

Apq

Druck p

Axiale Position z

Abbildung 2.8.: Druckverlauf von fliissiger und gasférmiger Phase innerhalb einer Heat-
pipe. Grafische Darstellung nach [11].

stellt. Im Zustand (1) liegt das Arbeitsmedium flissig in der Kapillarstruktur des Ver-

Temperatur

Entropie

Abbildung 2.9.: Thermodynamische Zustédnde des Heatpipe-Kreisprozesses im
Temperatur-Entropie-Diagramm. Grafische Darstellung nach [60],
Verlauf von Siede- und Taulinie aus [61].

dampfers vor. Durch einen Warmeeintrag findet eine Phasenumwandlung (1) — (2)
statt. Der Verdampfungsprozess zeichnet sich durch eine Druckerhéhung (p2 > p1, vgl.
Abb. 2.8) und die damit einhergehende Temperaturerh6hung 75 > T3 aus. Der Druckver-
lust der Dampfstrémung Apq = p2 — ps fihrt aufgrund des kontinuierlichen Kontakts zur
Phasengrenze zu einem Temperaturverlust mit 73 < T5. Die Kondensation des gasfor-
migen Arbeitsmediums (3) — (4) verlauft im Kondensator nahezu isobar (ps = ps, vgl.
Abb. 2.8). Das anschliefende Riickstrémen des nun fliissigen und unterkiihlten Arbeits-
mediums durch die Kapillarstruktur (4) — (1) ist ebenfalls verlustbehaftet (p1 < p4).
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Das inhomogene Temperaturfeld der Heatpipewand fiihrt zu einem Energieeintrag ent-
lang des Stromungspfads und erkldrt den zugehérigen Temperaturanstieg mit 17 > Ty.

2.2.2. Typische Kapillarstrukturen

Wie bereits erwéhnt dient die Kapillarstruktur einer Heatpipe dem Riicktransport des
fliissigen Arbeitsmediums zum Verdampfer. Heatpipe-Kapillarstrukturen dhneln in ih-
rem Aufbau und ihrer Funktion dem Docht einer Kerze und werden daher in der eng-
lischsprachigen Literatur héufig als Wick bezeichnet. Bei der Auswahl einer geeigneten
Kapillarstruktur ist ein moglichst giinstiges Verhéltnis zwischen Strémungswiderstand
und maximalem Kapillardruck anzustreben. In der Praxis haben sich daher vor allem
Gitternetze, Sinterstrukturen und Axialrillen durchgesetzt, die schematisch in Abb. 2.10
dargestellt sind und im Folgenden néher beschrieben werden. Abb. 2.10(a) reprasentiert

(b) ()

Abbildung 2.10.: Schematische Darstellung typischer Kapillarstrukturen von Heatpipes:
Gitternetze (a), Sinterstrukturen (b) und Axialrillen (c). Grafische Dar-
stellung nach [11].

Kapillarstrukturen, die auf Drahtgeflechten basieren. Zur Verringerung des thermischen
Gesamtwiderstands der Heatpipe werden in der Praxis meist mehrere Lagen Drahtge-
flecht miteinander versintert [62]. Aufgrund ihrer hohen Flexibilitdt werden Drahtge-
flechte in einer Vielzahl von Anwendungsfillen mit unterschiedlichsten Anforderungen
an Geometrie, Warmestromdichte und Gravitationseinfluss eingesetzt [59]. Abb. 2.10(b)
zeigt den Querschnitt durch eine Heatpipe mit Sinterstruktur. Entsprechende Sinter-
strukturen werden meist aus Metallpulvern hergestellt, die bei hohen Temperaturen zu
einer pordsen Struktur verschmelzen. Aufgrund ihrer guten mechanischen Eigenschaf-
ten kommen Sinterstrukturen meist in Heatpipes mit komplexer Geometrie oder hohen
Leistungsanforderungen zum Einsatz [59]. Sowohl Netz- als auch gesinterte Strukturen
ermoglichen eine vergleichsweise grofle Kapillardruckdifferenz, kénnen jedoch bei Bla-
senentstehung verstopfen und weisen hohe Stromungswiderstande auf [36]. Abb. 2.10(c)
repréasentiert eine Heatpipe, deren Wand axiale Rillen mit kapillaren Abmessungen auf-
weist. Diese zeichnen sich durch einen vergleichsweise geringen Stromungswiderstand
aus, die maximale Kapillardruckdifferenz ist jedoch gering [36]. Anders als bei Netz-
und Sinterstrukturen fithrt Blasenbildung nicht zum Erliegen des Kreisprozesses, da
Dampfblasen ungehindert entweichen konnen [36]. Neben den hier erwiahnten Kapillar-
strukturen werden in der Praxis hiufig alternative und hybride Strukturen verwendet.
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Fiir eine detaillierte Beschreibung dieser Sondergeometrien sei auf weiterfithrende Lite-
ratur verwiesen [36, 59].

Porositat

Wie bereits in Kap. 2.1.2 beschrieben, ist die Porositét e eine entscheidende Grofie zur
Beschreibung und Berechnung pordser Medien. In der Literatur finden sich zahlreiche
Néaherungsformeln zur Bestimmung der Porositdt von Kapillarstrukturen, die in Heat-
pipes eingesetzt werden. Gl. (2.34) beschreibt beispielhaft eine Néherungsformel zur
Berechnung der Porositét einer Netzstruktur [63].

B STNuRp

-1
¢ 2

(2.34)
Der Korrekturfaktor S beriicksichtigt den Einfluss des Webverfahrens auf die Porositét
der Netzstruktur und wird meist zu 1,05 angenommen [63]. Rp beschreibt den Radius
eines einzelnen Drahts und Ny definiert die Maschenweite der Netzstruktur. Fiir Sin-
terstrukturen ergeben sich abhéngig vom Sinterverfahren groflie Schwankungsbreiten der
Porositét [18]. Eine allgemeingiiltige Berechnungsformel ist nicht bekannt, ¢ wird daher
meist gravimetrisch bestimmt.

Permeabilitat

Zur makroskopischen Beschreibung einer Stromung durch ein poréses Medium wird des-
sen Permeabilitdt K benoétigt (vgl. Kap. 2.1.2). In der Literatur wird K meist mithilfe
empirischer Berechnungsvorschriften bestimmt. Gln. (2.35a) und (2.35b) erlauben bei-
spielsweise die Berechnung der Permeabilitdt von Gitternetzen und Sinterstrukturen:

R3e3 o
————— fiir Gitternetze [63] (2.35a)
30,5 (1 — ¢)
K =
R%&3
——K- fiir Sinterstrukturen [64] (2.35b)
37.5(1 —¢)

Analog zum Drahtradius Rp einer Netzstruktur beschreibt Rk den mittleren Kornradius
einer Sinterstruktur.

Wiarmeleitfahigkeit

Bei der thermischen Simulation von Heatpipes stellt die effektive Warmeleitfahigkeit
et der Kapillarstruktur (vgl. Kap. 2.1.2) eine entscheidende Grofle zur Bestimmung
des thermischen Gesamtwiderstands dar. Ist die effektive Warmeleitfahigkeit nicht aus
Experimenten bekannt, kann auf die Berechnungsvorschriften von Chi [64] zuriickgegrif-
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2.2. Heatpipes

fen werden, die eine Bestimmung von Acg fiir Gitternetze (Gl. (2.36a)), Sinterstrukturen
(GL. (2.36b)) und Axialrillen (Gl. (2.36¢)) zulassen:

At Ar— (=€) (dn = Ar) .
fiir Gitternet 2.36
A+ (L—e) atay) o oemee (2.36a)
2+ A —2(1-6)An—A)
Aett = fiir Sinterstrukt 2.36b
! HPI YIS G I O VRIS YS B (2.36b)
DHMgAs + BAg (0,185 + HA\g) ... o
fiir Axialrill 2.36
(D + B) (0,185 ¢ + H\q) ur Axialrillen (2.36¢)

Die Variablen D, H, und B in Gl. (2.36¢) beschreiben jeweils den Abstand zweier Axi-
alrillen zueinander sowie deren Hohe und Breite.

Kapillardruck

Beim Durchstromen einer Kapillarstruktur entsteht durch Umlenkungen der Fliissig-
keitsstromung auf Mikroebene ein vergleichsweise hoher Druckverlust bei relativ kleinen
Stromungsgeschwindigkeiten (vgl. Kap. 2.1.2). Zum Uberwinden dieses Widerstands und
damit zur Aufrechterhaltung der Fliissigkeitsstromung ist eine in Stromungsrichtung an-
wachsende Kapillarkraft nétig. Nach Gl. (2.10) geht eine Erhéhung der Druckdifferenz
zwischen fliissiger und dampfférmiger Phase mit einer stirker gekriimmten Phasengren-
ze einher. Im Kondensator ist daher von einer nahezu ungekriimmten Phasengrenze
auszugehen, im Bereich des Verdampfers ist eine vergleichsweise starke Kriimmung zu
erwarten. Dieser Zusammenhang wird schematisch in Abb. 2.11 dargestellt. Die mini-

Dampfstromung

Abbildung 2.11.: Krimmung der Phasengrenze entlang einer Heatpipe: Kleine Kapil-
larradien im Bereich des Verdampfers sorgen fiir eine gesteigerte Ka-
pillardruckdifferenz und damit fiir einen Riicktransport des fliissigen
Arbeitsmediums. Grafische Darstellung nach [59].

mal moglichen Kriimmungsradien der Phasengrenze und damit die maximal erreich-
bare Kapillardruckdifferenz héngt entscheidend von der Wahl der Kapillarstruktur ab.
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2. Grundlagen und Stand der Technik

Zur Abschétzung von Apy max mithilfe von Gl. (2.10) lasst sich der minimale effektive
Kriimmungsradius Ref min mithilfe der Gleichungen (2.37a) - (2.37c¢) abschéatzen [36]:

1
N fiir Gitternetze (2.37a)
Reff min = 0,41Rk fiir Sinterstrukturen (2.37b)
B fiir Axialrillen (2.37¢)

Bei der Auswahl der Kapillarstruktur ist folglich eine hohe maximale Kapillardruckdif-
ferenz bei gleichzeitig geringem Stromungswiderstand anzustreben. Diese beiden Ziele
stehen jedoch fiir gewohnlich im Widerspruch: Beispielsweise wirkt sich nach Gl. (2.35b)
ein grofler Kornradius positiv auf die Permeabilitit einer Sinterstruktur aus, fihrt aber
nach Gl. (2.37b) zu groBeren effektiven Meniskusradien und damit zu einer verringerten
Kapillardruckdifferenz. In der Praxis muss daher die optimale Kapillarstruktur unter
Beriticksichtigung des spezifischen Anwendungsfalls ausgewéhlt werden.

2.2.3. Typische Arbeitsmedien und verwendete Materialien

Ubersteigt der stromungsinduzierte Druckverlust Apg+Apg die maximale Druckdifferenz
der Kapillarstruktur Apy max, kann die Fliissigkeitsstromung nicht aufrecht erhalten wer-
den und der Verdampfer trocknet aus. Diese Leistungsgrenze wird in der Literatur hiufig
als Kapillarkraftgrenze bezeichnet. Der zugehorige maximal {ibertragbare Warmestrom
ist proportional zu der sogenannten spezifischen Leistungszahl M™* = pgog¢Ahyng !
[11, 36]. Neben chemischer Vertrédglichkeit mit dem Gehdusematerial, chemischer Be-
standigkeit und Nicht-Giftigkeit ist daher bei der Wahl des Arbeitsfluids eine mdéglichst
hohe Dichte, Oberflichenspannung und Verdampfungsenthalpie sowie eine moglichst ge-
ringe Viskositat anzustreben [11]. Abb. 2.12 zeigt die spezifischen Leistungszahlen M*
verschiedener Fluide in Abhédngigkeit von der Temperatur. Aufgrund der hohen Leis-
tungszahl im Bereich von M* > 10" W m~2 wird bei Temperaturen zwischen 274 K und
600 K meist Wasser als Arbeitsmedium ausgewéhlt [11]. Bei Hochtemperaturanwendun-
gen werden zudem metallische Arbeitsmedien wie Natrium eingesetzt [65]. Zur Fertigung
der Heatpipewandung und Kapillarstruktur wird aufgrund seiner herausragenden Wiér-
meleitfahigkeit und mechanischen Eigenschaften meist Kupfer verwendet [36].

2.2.4. Simulationsmethoden fiir Heatpipes

Zur Bewertung heatpipebasierter Kiihlkonzepte ist eine simulative Pradiktion der ther-
mischen Leistungsfahigkeit essentiell. In der Literatur finden sich zahlreiche Modellie-
rungsanséitze, die im Folgenden kategorisiert und vorgestellt werden. Abb. 2.13 gibt eine
Ubersicht iiber verschiedene Modellklassen mit unterschiedlicher Genauigkeit und Kom-
plexitét.
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Abbildung 2.12.: Spezifische Leistungszahl M* unterschiedlicher Fluide abhéngig von
der Temperatur. Grafische Darstellung nach [11], Stoffdaten aus [61].

Analytische Ansitze

Sun und Tien leiteten bereits 1972 eine analytische Losung der Temperaturverteilung
einer zylindrischen Heatpipe her [66]. Dabei wurden die folgenden Annahmen getroffen:

o Rotationssymmetrische Geometrie und Randbedingungen. Diese Annahme resul-
tiert in einer zweidimensionalen Betrachtung.

e Stationaritét.

o Jeweils eine Verdampfer-, adiabate und Kondensatorzone.

e Isothermer Dampfraum.

e Vernachlédssigung der axialen Wéarmeleitung in der Kapillarstruktur.

e Orts- und temperaturunabhéngige Warmeleitfahigkeit der Kapillarstruktur.

o Konstante Warmestromdichte am Verdampfer.

Zur Abbildung der Wéarmesenke erlaubt das Modell sowohl die Vorgabe einer konvek-
tiven Randbedingung als auch die Annahme konstanter Temperatur. Dariiber hinaus
entwickelten Aghvami und Faghri einen analytischen Ansatz, welcher das thermische
Verhalten von Heatpipes mittels Fourierreihen beschreibt [67]. Das Modell erméglicht
die Beriicksichtigung mehrerer Wérmequellen, die axial entlang der Heatpipe verteilt
sind. Die berechnete Temperaturverteilung konnte nachfolgend dazu verwendet werden,
Stromungsparameter wie zum Beispiel den Druckverlust der Dampf- und Fliissigkeits-
stromung vorherzusagen. Ein Abgleich mit den Experimenten in [68] und den numeri-
schen Simulationen in [69] zeigte eine gute Ubereinstimmung der Ergebnisse. Die Anwen-
dung der beiden Ansétze ist auf radialsymmetrische Heatpipes und Randbedingungen
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2. Grundlagen und Stand der Technik

Analytische Ansétze

Warmeleitungssimulationen

Getrennt-Phasen-Simulationen

Mehrphasensimulationen

Abbildung 2.13.: Ubersicht verschiedener Modellierungsansitze fiir Heatpipes, kategori-
siert nach ihrer jeweiligen Genauigkeit und Komplexitét.

beschrankt, eine Beschreibung von Heatpipes abweichender Geometrie ist daher nicht
moglich. Dariiber hinaus werden weder Verdampfungswiderstand noch der Einfluss von
Stromungseffekten auf das thermische Verhalten der Heatpipe berticksichtigt. Aufgrund
ihrer vergleichsweise geringen Komplexitét eignen sich analytische Modelle meist gut fiir
Parameterstudien und erlauben grobe Erstabschitzungen.

Wiarmeleitungssimulationen

Thermische Netzwerke sind eine in der Literatur hdufig untersuchte Methode zur schnel-
len thermischen Bewertung und Auslegung von Heatpipes. Jeder Abschnitt einer Heat-
pipe wird dabei durch Warmewiderstinde reprasentiert, welche entweder miteinander
in Reihe oder parallel verschaltet sind. Da mithilfe dieser Methodik lediglich eine grobe
rdumliche Auflésung realisierbar ist, werden thermische Netzwerke meist den nulldimen-
sionalen Simulationen zugeordnet. Abb. 2.14 zeigt ein typisches thermisches Netzwerk
einer Heatpipe. Die thermischen Widerstdnde der Kapillarstruktur und Heatpipewand
werden meist unter Annahme konstanter Querschnittsfliche oder kreisrunder Rohr-
wand berechnet (vgl. Gln. (2.15a) und (2.15b)). Die zur Berechnung benétigte effek-
tive Warmeleitfahigkeit der Kapillarstruktur wird typischerweise mithilfe der empiri-
schen Gln. (2.36a) - (2.36¢) bestimmt. Ahnlich wie bei den analytischen Ansétzen wird
der Dampf meist als isotherm angenommen [70, 71]. Diese Annahme entspricht einer
effektiven Wérmeleitfdhigkeit des Dampfs von Ageg — oo und resultiert folglich in
einer Vernachldssigung des zugehorigen thermischen Widerstands R, g — 0. Zahlrei-
che Publikationen belegen jedoch, dass der thermische Widerstand des Dampfraums,
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Warmezufuhr Wairmeabfuhr

Abbildung 2.14.: Modellierung einer Heatpipe als thermisches Netzwerk: Die Heatpipe
wird mithilfe verschiedener thermischer Widerstinde reprasentiert, die
entweder in Reihe oder parallel verschaltet sind. Grafische Darstellung
nach [36].

vor allem auf niedrigen Temperaturniveaus und bei kleinen Strémungsquerschnitten,
einen signifikanten Einfluss auf das thermische Verhalten der gesamten Heatpipe ha-
ben kann [68, 72, 73]. Velardo et al. untersuchten das thermische Verhalten einer fla-
chen Heatpipe und bestimmten die effektive Warmeleitfahigkeit des Dampfraums zu
1900 W/mK < Ageg < 2400 W/mK [73]. Weitere Untersuchungen in [74], die detail-
liert in Kap. 3.2.3 beschrieben werden, fanden fiir eine miniaturisierte flache Heatpipe
Warmeleitfdhigkeiten im Bereich von 14900 W/mK < Aeg g < 35200 W/mK. Der da-
mit einhergehende Temperaturabfall zeigte einen signifikanten Einfluss auf den gesamten
thermischen Widerstand der Heatpipe. Zur Berticksichtigung von Ry, g in thermischen
Netzwerken leitete Prasher [68] einen analytischen Ansatz fiir die Berechnung von Aq g
fir Heatpipes mit eckigem und rundem Querschnitt her:

Ah2psar pR3

% fiir Heatpipes mit rundem Querschnitt (2.38a)
)\d,eff = ) )

Ah H

% fiir Heatpipes mit rechteckigem Querschnitt (2.38b)

In den obigen Gleichungen beschreibt Ry die spezifische Gaskonstante des Arbeitsfluids.
Gln. (2.38a) und (2.38b) basieren auf der Annahme, dass sich der Dampf zu jeder
Zeit im Sattigungszustand befindet. Ein reibungsinduzierter Druckverlust muss folg-
lich zu einem Temperaturabfall fiihren. Diesen Zusammenhang beriicksichtigt Prasher
iber eine Abschiatzung des Druckgradienten unter Annahme einer (Hagen-)Poiseuille-
Stromung (vgl. Kap. 2.1.1). Der Druckgradient wird anschlieend mithilfe der Clausius-
Clapeyron-Gl. (2.29) in einen Temperaturgradienten und schlieflich in die effektiven
Wirmeleitfahigkeiten nach Gln. (2.38a) und (2.38b) umgerechnet. Fiir eine detaillierte
Herleitung und Diskussion sei auf Kap. 3.2.1 verwiesen. Neben dem thermischen Wi-
derstand des Dampfraums wird in zahlreichen Veréffentlichungen [68, 70, 71] zudem
der Verdampfungs- beziehungsweise Kondensationswiderstand Ry, pn vernachléssigt. Da
Rin ph jedoch einen nennenswerten Einfluss auf den thermischen Gesamtwiderstand der
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2. Grundlagen und Stand der Technik

Heatpipe haben kann [72, 75, 76|, findet sich in der Heatpipe-Literatur [11, 36] meist
folgender Berechnungsansatz:

Runpn = 22 Ton /2 R Ton (2.39)
26 paAh?2
Gl. (2.39) basiert auf der Hertz-Knudsen-Schrage-Gl. (2.26) und den Annahmen von
Wayner et al., die von einer vernachlassigbaren Temperaturdifferenz zwischen fliissiger
und gasformiger Phase ausgehen Tpna = Tpna = Tpn [77]. Dariiber hinaus geht dieser
Ansatz implizit von einer ebenen Fliissig-Dampf-Grenzfliche aus. Die Phasengrenze in-
nerhalb einer Heatpipe ist jedoch stark zerkliiftet und fiihrt, verglichen mit einer glatten
Phasengrenze, zu nennenswert héheren Werten fiir Ry ph [52, 72] und damit zu einer
insgesamt schlechteren Warmeleitfahigkeit der Heatpipe [74, 75]. Dariiber hinaus sei
an dieser Stelle erneut auf die Ungenauigkeiten der Hertz-Knudsen-Schrage-Gleichung
verwiesen, die von einer Gleichheit des Verdampfungs- und Kondensationskoeffizienten
ausgeht (vgl. Kap. 2.1.6). Fiir eine detaillierte Evaluierung dieser Unsicherheiten und die
Entwicklung eines Datensatzes zur Quantifizierung von Ry, pp, sei auf Kap. 3.1 verwiesen.
Thermische Netzwerke erméglichen eine effiziente Berechnung des thermischen Gesamt-
widerstands einer Heatpipe und eignen sich daher vor allem fiir Systembetrachtungen
und zur Vorauslegung. So untersuchten beispielsweise Shabgard et al. den Einsatz von
Heatpipes zur Warmeeinbringung in phasenwechselnde Materialien anhand thermischer
Netzwerke [70]. Ferner nutzten Ghanbarpour und Khodabandeh [71] den Ansatz zur
Berechnung der Entropiebilanz von Heatpipes mit Nanopartikeln. Prasher [68] verwen-
dete ein thermisches Netzwerk zur Simulation von flachen Heatpipes und untersuchte
sowohl die Warmetransport- als auch die Warmespreizungseigenschaften. Der Model-
lierungsansatz lasst jedoch ausschliefllich fest definierte Phasenwechselzonen zu. Diese
Annahme ist allerdings lediglich fir Heatpipes geeignet, bei denen die axiale Tempe-
raturspreizung in Wand und Kapillarstruktur vernachléssigbar ist [67]. In der Praxis
werden Heatpipes meist aus Kupfer gefertigt, die Annahme trifft folglich nicht zu und
fiihrt zu einer Uberschiitzung des thermischen Gesamtwiderstandes. Ferner kénnen not-
wendige Stoffeigenschaften, beispielsweise zur Bestimmung der effektiven Dampfwarme-
leitfahigkeit (vgl. Gl. (2.38a) und (2.38b)), lediglich anhand globaler Durchschnittswerte
abgeschétzt werden [68], was einen starken Einfluss auf den Gesamtwiderstand einer
Heatpipe haben kann [74]. Dariiber hinaus eignen sich thermische Netzwerke nicht zur
Integration in CFD-Simulationen. Fir detaillierte mehrdimensionale Untersuchungen
werden Heatpipes daher haufig als fein diskretisierte Festkérper beschrieben, fiir die in
jedem Kontrollvolumen die Fourier’sche Wérmeleitungsgleichung (2.13) gelost wird. Zur
Beriticksichtigung des Temperatursprungs an der Phasengrenze kann ein flichenspezifi-
scher Verdampfungswiderstand R, pn am Interface zwischen der Kapillarstruktur und
dem Dampfraum vorgegeben werden. Die mehrdimensionale Modellierung einer Heatpipe
als Warmeleitungsproblem ermoglicht die Beriicksichtigung von 6rtlich unterschiedlichen
Fluideigenschaften und Effekten durch Temperaturspreizungen. Verglichen mit thermi-
schen Netzwerken liefert die Methode daher deutlich genauere Ergebnisse bei gleichzeitig
iiberschaubarem Rechenaufwand. Zur Analyse von Stromungsgrofien ist der beschriebene

28



2.2. Heatpipes

Ansatz jedoch nur eingeschriankt geeignet; beispielsweise ist der Druckverlust innerhalb
der Kapillarstruktur kein Ergebnis der Simulation.

Getrennt-Phasen-Simulationen

Die Getrennt-Phasen-Modellierung stellt den Stand der Technik zur Heatpipesimula-
tion dar und findet Anwendung in zahlreichen Verdffentlichungen [32, 58, 78, 79]. Im
Gegensatz zur Modellierung als Wérmeleitungsproblem werden die Dampf- und Fliissig-
keitsstromungen bei Getrennt-Phasen-Simulationen detailliert aufgelost. Dabei werden
sowohl Massen-, Impuls- und Energieerhaltung mithilfe numerischer Verfahren berechnet
(vgl. Gln. (2.1) - (2.3)). Namensgebend fiir diese Art der Modellierung ist das separate
Losen der Dampf- und Flissigkeitsstromung. Zum Masse- und Energieaustausch werden
die beiden Stromungsregime iiber ein Interface miteinander gekoppelt. Chen und Faghri
kombinierten bereits 1990 ein Warmeleitungsmodell der Wand und der Kapillarstruktur
mit einer numerischen Simulation einer laminaren, kompressiblen Dampfstromung [78].
Zur Beriicksichtigung der Stréomung des fliissigen Arbeitsmediums erweiterten Faghri
und Buchko dieses Modell 1991 um eine Modellierung der Kapillarstruktur als poroses
Medium [58]. Zur Beriicksichtigung des zusétzlichen Stromungswiderstands wurden Im-
pulsquellen in der Fliissigkeitsstromung definiert, die dem linearen Teil von Gl. (2.8) ent-
sprechen. Aufgrund ihrer einfachen Umsetzbarkeit hat sich diese Methodik in ihrem Kern
als Stand der Technik zur Simulation und Analyse von Heatpipes durchgesetzt: Xiao und
Faghri nutzten den Simulationsansatz zur dreidimensionalen thermischen Analyse einer
flachen Heatpipe sowie zur Bestimmung des Druckverlusts innerhalb der Kapillarstruktur
und zu deren Optimierung [79]. Vadakkan et al. untersuchten mit der Methode die ther-
mische Leistungsfiahigkeit einer flachen Heatpipe und nutzten zur Bestimmung des ver-
dampfenden und kondensierenden Massenstroms die Hertz-Knudsen-Schrage-Gl. (2.26)
[47]. Solomon et al. adaptierten diesen Ansatz fiir eine zylindrische, 350 mm lange Heat-
pipe und untersuchten den Einfluss von Nanopartikeln auf den thermischen Gesamtwi-
derstand mithilfe transienter Simulationen [32]. Ranjan et al. erweiterten das Modell um
die Beriicksichtigung mikroskopischer Einfliilsse der Kapillarstruktur auf Verdampfung
und Kondensation [75]. Aufgrund seines hohen Detailgrads und der weiten Akzeptanz als
Stand der Technik zur Heatpipesimulation nutzten Aghvami und Faghri den Ansatz zur
Validierung ihrer Wérmeleitungsmethode [67]. Obwohl Getrennt-Phasen-Simulationen
eine Untersuchung der Dampf- und Fliissigkeitsstromung ermoglichen, fithrt die strik-
te Trennung der Stromungsregime zu Einschrinkungen: Durch die Annahme einer in
jedem Betriebspunkt vollstindig gesattigten Kapillarstruktur lassen sich unterschied-
lich hohe Fiillstdnde nicht abbilden. Dariiber hinaus erméglicht die Methodik weder die
Analyse von Austrocknungsvorgdngen und der Phaseninteraktion noch die detaillierte
Beriicksichtigung der unterschiedlichen Druckregime. Ferner wird in Kap. 3.3.2 ein Ver-
letzen des ersten Hauptsatzes der Thermodynamik nachgewiesen, das eine signifikante
Unterschétzung des verdampfenden und kondensierenden Massenstroms zur Folge hat.
Mehrphasensimulationen, wie sie im folgenden Abschnitt beschrieben sind, haben das
Potenzial, diese Defizite zu adressieren.
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Mehrphasensimulationen

Das Ziel einer mehrphasigen Heatpipemodellierung ist die Simulation von fliissiger und
dampfformiger Phase innerhalb eines gemeinsamen Kontinuums. Im Gegensatz zu Ge-
trennt-Phasen-Simulationen wird die Phasengrenze folglich nicht als ortsfestes Interface
definiert, sondern ergibt sich als Teil der konvergierten Loésung. Alizadehdakhel et al.
nutzten die Volume-of-Fluid-Modellierung (vgl. Kap. 2.1.7) zur Simulation eines Ther-
mosiphons, einer speziell ausgefiihrten Heatpipe, die keine Kapillarstruktur aufweist und
die Gravitation zum Riicktransport des flissigen Arbeitsmediums nutzt [80]. Der Ver-
dampfungsprozess innerhalb eines Thermosiphons ist dem Regime Blasensieden zuzu-
ordnen (vgl. Abb. 2.6) und wurde daher in Form von Quell- und Senktermen modelliert,
die auf den Gleichungen von de Schepper et al. [81] basieren. Ahnliche Ansétze zur Simu-
lation von Thermosiphons wurden in den Arbeiten von Xu et al. [82] und Fadhl et al. [83]
beschrieben. Die Verdampfung aus einer Kapillarstruktur ist jedoch dem Regime konwvek-
tives Sieden (vgl. Abb. 2.6) zuzuordnen und findet hauptsichlich an der mikroskopischen
Grenzflache zwischen Kapillarstruktur, fliissigem und dampfférmigem Arbeitsmedium
statt [48, 50, 51]. Die beschriebenen Mehrphasen-Simulationsansétze eignen sich daher
ausschliefllich fiir Thermosiphons. Zum Zeitpunkt dieser Recherche sind dem Autor kei-
ne Verdffentlichungen zur Mehrphasensimulation konventioneller Heatpipes bekannt. Im
Rahmen der vorliegenden Arbeit wurde daher eine entsprechende Simulationsmethode
entwickelt, die detailliert in Kap. 3.3 beschrieben wird.

2.3. Elektrische Maschinen

Elektrische Traktionsmaschinen stellen zusammen mit dem Wechselrichter und dem
Hochvoltspeicher eine zentrale Komponente im Antriebsstrang eines elektrisch betrie-
benen Fahrzeugs dar. Die gewiinschte Antriebscharakteristik wird nicht ausschlie3lich
vom Maschinentyp gepragt, sondern lédsst sich mafigeblich durch die Leistungselektro-
nik beeinflussen [84]. In Fahrzeugen, die in hoher Stiickzahl produziert werden, spielen
neben Kosten, Fertigbarkeit und Lebensdauer auch speziell der Wirkungsgrad und die
Leistungsdichte eine entscheidene Rolle. In der Praxis werden daher vor allem Asyn-
chronmaschinen, permanenterregte Synchronmaschinen (PSM) und stromerregte Syn-
chronmaschinen (SSM) eingesetzt [85]. Aufgrund ihrer hohen Leistungs- und Drehmo-
mentdichte sowie ihres hohen Wirkungsgrads im Grunddrehzahlbereich werden in dieser
Arbeit ausschliellich permanenterregte Synchronmaschinen betrachtet. Fiir eine detail-
lierte Beschreibung der iibrigen Maschinentypen sei auf weiterfithrende Fachliteratur
[86-88] verwiesen.

2.3.1. Aufbau und Funktionsweise

Abb. 2.15 zeigt den schematischen Aufbau einer innenlaufenden permanenterregten Syn-
chronmaschine. Eine PSM besteht grundsétzlich, wie andere Maschinentypen auch, aus
zwei Komponenten: einem feststehenden Stator und einem drehbar gelagerten Rotor.
Innenlaufende Maschinen zeichnen sich durch einen Stator aus, der die Form eines Hohl-

30



2.3. Elektrische Maschinen

T

Gehduse ————» y
\

Statorblechpaket (Joch)

Statorblechpaket (Zahn) Statorwicklung
W

Luftspalt
Permanentmagnet

Rotorblechpaket
o———— Welle

Abbildung 2.15.: Aufbau einer innenlaufenden permanenterregten Synchronmaschine.
Grafische Darstellung nach [89].

zylinders aufweist. Darin befindet sich der zylinderférmige Rotor, der drehbar gelagert
ist und mechanische Leistung an die Antriebswelle abgeben beziehungsweise von dieser
aufnehmen kann. Der E-Maschinen-Stator weist axiale Nuten zur Aufnahme der strom-
fiihrenden Leiter auf. Das {ibrige stegférmige Volumen zwischen zwei benachbarten Nu-
ten wird als Statorzahn bezeichnet. Zusammen mit dem Statorjoch bilden die Zdhne den
Statorkern, der zur Verringerung von Wirbelstromverlusten aus axial gestapelten und
verklebten Blechen gefertigt ist (vgl. Kap. 2.3.2). In den Nuten sind Leiter eingebracht,
die bei modernen Maschinen héufig in Form sogenannter Hairpins ausgefiihrt sind. Ver-
glichen mit der herkémmlichen Runddrahtwicklung ermoglichen Hairpin-Leiter aufgrund
ihres rechteckigen Querschnitts eine hohe Nutfiilllung und bieten ein grofles Automatisie-
rungspotenzial [90]. Die Leiter treten axial an beiden Enden aus dem Statorblechpaket
heraus, werden dort umgelenkt und in einer der benachbarten Nuten wieder zuriickge-
fihrt. Die Leitervolumina auflerhalb des Statorkerns werden als Wickelkopfe bezeichnet.
Bei entsprechender Bestromung der Statorwicklung entsteht im Inneren des Hohlzylin-
ders ein rotierendes Magnetfeld, das mit dem Magnetfeld der in den Rotor eingelassenen
Permanentmagnete wechselwirkt. Die Magnetpole des Rotors ,rasten” mit den entge-
gengesetzen Magnetpolen des Statordrehfeldes ein und werden mitgenommen [85]. Der
Rotor dreht sich folglich synchron mit dem Statordrehfeld. Durch Anlegen eines Lastmo-
ments verdreht sich der Rotor um den sogenannten Lastwinkel gegeniiber dem Stator-
magnetfeld. Diese Verdrehung fiihrt zum Aufbau eines Gegenmoments am Rotor, sodass
ein Momentengleichgewicht erreicht und kontinuierlich Leistung an die Welle abgegeben
wird, die dem Vortrieb des Fahrzeugs dient [85].

2.3.2. Die wichtigsten Verlustmechanismen

Beim Betrieb elektrischer Maschinen fallen Verluste an, die in diesem Abschnitt ndher
beschrieben werden. Diese Verluste lassen sich in zwei Kategorien unterteilen: mecha-
nische und elektromagnetische Verluste. Die mechanischen Verluste beinhalten neben
den Lager- und Dichtungsreibverlusten auch die Reibverluste zwischen Rotor und Luft.
Sie fallen beim Betrieb einer fliissigkeitsgekiihlten PSM bei nennenswerten Drehmomen-
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2. Grundlagen und Stand der Technik

ten gering gegeniiber den elektromagnetischen Verlusten aus [39] und werden daher im
Folgenden nicht weiter diskutiert. Fiir eine detaillierte Beschreibung und fiir Berech-
nungsansitze der mechanischen Verlustmechanismen sei auf [39, 91, 92] verwiesen. Die
folgenden Ausfithrungen beschrénken sich somit auf die elektromagnetischen Verluste.
Abb. 2.16 zeigt eine Aufteilung dieser Verlustart fiir den Stator einer Synchronmaschine.
Weitere Verluste, die im Wesentlichen den E-Maschinen-Rotor betreffen, sind im Rah-
men der vorliegenden Arbeit nur von geringer Relevanz und werden detailliert in [92]
beschrieben.

1
Kupferverluste : Eisenverluste
1
1
/\ I /\
ohmsche Wirbel- i Hysterese- Wirbel-
Verluste strome i verluste strome
— _/ — _/
Y V
Wicklung Blechpaket

Abbildung 2.16.: Kategorisierung der elektromagnetischen Verluste eines E-Maschinen-
Stators. Einteilung nach [93], grafische Darstellung nach [94].

Kupferverluste

Der Transport elektrischer Ladungstréager innerhalb eines Leiters geht mit der Entste-
hung von Verlusten einher. Die Héhe dieser Verluste wird dabei mafigeblich von dem
spezifischen elektrischen Widerstand g des Leitermaterials bestimmt. Nach der Matthies-
senschen Regel setzt sich diese Materialkonstante aus zwei Komponenten zusammen:
einem temperaturabhingigen Anteil, der durch die Kollision von Ladungstrigern (hier:
Elektronen) mit Gitterschwingungen und untereinander auftritt sowie einem tempera-
turunabhéngigen Teil, der sich durch eine Streuung der Elektronen an Gitterdefekten
und Verunreinigungen des Materials ergibt. Die Temperaturabhéingigkeit des spezifi-
schen elektrischen Widerstands wird in der Praxis meist linear angenommen und lasst
sich ausgehend von einer Referenztemperatur mithilfe von Gl. (2.40) berechnen. Darin
beschreibt «, 1,., den zugehorigen Temperaturkoeffizienten bei Tier.

o(T) = o(Tret) - [1 + o1, (T = Tret)] (2.40)
Wird ein elektrischer Leiter mit der Querschnittsflache A und der Lange L mit Gleich-

strom (engl: Direct Current, DC) durchstromt, lésst sich sein elektrischer Widerstand
Rqpc nach Gl. (2.41) berechnen:

L
Repc = e (2.41)
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Beim Betrieb einer elektrischen Maschine werden die Leiterwicklungen jedoch mit Wech-
selstrom (engl: Alternating Current, AC) beaufschlagt. Das oszillierende elektrische Po-
tenzial fithrt zu einem sich zeitlich &ndernden Magnetfeld, welches wiederum zusétzliche
elektrische Strome induziert. Die beschriebene Wechselwirkung fithrt zu einer Konzen-
tration des elektrischen Stroms am &dufleren Rand des Leiters, die auch als Skin-Effekt
beschrieben wird. Abb. 2.17 veranschaulicht den Skin-Effekt anhand eines kreisrunden
Leiters. Wie dargestellt reduziert sich die effektiv durchstromte Querschnittsfliche Aqg

»

Abbildung 2.17.: Illustration des Skin-Effekts. Grafische Darstellung nach [92].

auf den duBeren Rand des Leiters. Nach Gl. (2.41) fallt der elektrische Widerstand bei
Wechselstrom im Vergleich zu Gleichstrom daher héher aus. Neben dem magnetischen
Feld, das ein stromdurchflossener Leiter selbst induziert, wird die Stromdichteverteilung
auch durch die Felder benachbarter Leiter beeinflusst. Dieser Zusammenhang wird als
Proximity-Effekt bezeichnet. Die beschriebenen zusétzlichen Verlustmechanismen bei
Wechselstrom werden typischerweise in der Berechnung des elektrischen Widerstands
R ac iiber den Stromverdrangungsfaktor kp berticksichtigt:

Reiac = k1Rel,pC (2.42)

Beim Betrieb elektrischer Traktionsmaschinen ergeben sich in der Regel Stromverdran-
gungsfaktoren im Bereich 1 < k; < 2...4 [95]. Die resultierenden Stromwérmeverluste
Py ¢y lassen sich schlieBlich mittels Gl. (2.43) berechnen:

L
Py cu = k;IgZIgH (2.43)

In der obigen Gleichung definiert I.g den Effektivwert der Stromstarke. Zur Verringerung
dieser Verluste ist daher ein Material mit einem geringen spezifischen Widerstand zu
wéahlen. In der Praxis werden elektrische Maschinen folglich meist mit Kupferleitern
bestiickt, selten auch mit Windungen aus Aluminium. Die auftretenden Verluste Py c,
werden daher typischerweise als Kupferverluste bezeichnet.

Eisenverluste

Wird ein ferromagnetisches Material einem externen Magnetfeld mit der Feldstédrke H
ausgesetzt, richten sich die magnetischen Dipole entlang dieses Magnetfelds aus. Diese
Ausrichtung fiithrt zu einer Erh6hung der magnetischen Flussdichte B. Bei Entfernung
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2. Grundlagen und Stand der Technik

des dufleren Felds sinkt die magnetische Flussdichte jedoch nicht mehr auf Null ab,
das Material behalt eine Restmagnetisierung B;, die sogenannte Remanenz. Zur voll-
stdndigen Entmagnetisierung B = 0 muss ein dufleres Magnetfeld in entgegengesetzte
Richtung angelegt werden, welches die sogenannte Koerzitivfeldstarke H. aufweist. Die
diskutierten Zusammenhange lassen sich im B-H-Diagramm durch eine Hystereseschlei-
fe beschreiben, die in Abb. 2.18 fiir typische ferromagnetische Werkstoffe dargestellt ist.
B, und H. definieren dabei die Schnittpunkte mit der B- und H-Achse. Das Umma-

B
B,

Abbildung 2.18.: Schematische Darstellung der Hystereseschleife eines typischen ferro-
magnetischen Werkstoffs. Grafische Darstellung nach [96].

gnetisieren ferromagnetischer Materialien findet nicht verlustfrei statt. Die entstehen-
den Verluste sind proportional zu der von der Hysteresekurve eingeschlossenen Fléache.
Beim Betrieb einer E-Maschine fihrt das oszillierende Magnetfeld zu einem wiederhol-
ten Durchlaufen der Hysteresekurve, die zugehorigen Verluste weisen folglich eine lineare
Abhéngigkeit von der Motordrehzahl auf [92]. Dartiber hinaus induziert das oszillierende
Magnetfeld, d&hnlich wie in den Leiterschleifen, Wirbelstréme innerhalb der Blechpake-
te. Diese Wirbelstrome steigen quadratisch mit der magnetischen Flussdichte und der
Motordrehzahl an [92]. Zur Verlustminimierung werden sowohl das Stator- als auch das
Rotorblechpaket als Paket aus Elektroblechen ausgefiihrt, die durch eine diinne Lack-
schicht gegeneinander elektrisch isoliert sind. Aus diesem Zusammenhang léasst sich der
Stapelfaktor v ableiten, der sich aus der Blechdicke dgjecn, und der Dicke der Lackschicht
dr.ack berechnet:

dBlech

= — 2.44
dBlech + dLack (244)

Je diinner die Elektrobleche ausgefithrt sind, desto geringer fallen die Wirbelstromver-
luste aus. Demgegeniiber steht eine Verringerung des Aktivmaterials: Bei einer weiteren
Verringerung der Blechdicke verschlechtert sich das Verhaltnis von Blech- zu Lackvolu-
men im Blechpaket und fithrt zu vergleichsweise geringen Stapelfaktoren. Bei elektrischen
Antriebsmaschinen finden sich daher meist Blechdicken zwischen 0,36 mm und 0,64 mm
[92].
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2.3. Elektrische Maschinen

2.3.3. Kiihlung elektrischer Maschinen

Die in Kap. 2.3.2 beschriebenen Verluste fithren zu einem Wéarmeeintrag in die elek-
trische Maschine. Um die materialspezifischen Grenztemperaturen im Betrieb nicht zu
iiberschreiten und die Leistungsfahigkeit der Maschine zu gewéhrleisten, muss die anfal-
lende Abwérme zuverldssig abgefiithrt werden. In der Regel stellen die maximal zulédssigen
Temperaturen der Isolierstoffe eine wichtige Grenztemperatur der Maschine dar. Nach
der DIN EN 60085 [97] ergibt sich beispielsweise fiir Isolierstoffe der Klasse H eine Ma-
ximaltemperatur von 180 °C. Bei permanenterregten Synchronmaschinen spielt dariiber
hinaus die Entmagnetisierungstemperatur der Permanentmagnete (beispielsweise 150 °C
fiir NdFeB-basierte Magnete [39]) eine wichtige Rolle. Um eine irreversible Beschadigung
der Maschine zu verhindern, muss folglich bei Erreichen entsprechender Grenztempera-
turen die Leistung der Maschine verringert werden. Diese Leistungsbegrenzung wird
typischerweise auch als thermische Degradation bezeichnet. Das Kihlsystem der elek-
trischen Maschine beeinflusst folglich mafigeblich die erreichbare Dauerleistung. In der
Praxis haben sich vor allem wasser-, luft- und 6lgekiihlte Maschinen durchgesetzt. Die
entsprechenden Kiihlkonzepte werden im Folgenden naher beschrieben.

Wassermantelkiihlung

Den aktuellen Stand der Technik zur Kiihlung elektrischer Antriebsmaschinen stellt die
sogenannte Wassermantelkiihlung dar. Die vergleichsweise hohe Wérmekapazitiat und
-leitfahigkeit von Wasser bietet das Potenzial, hohe Wérmestromdichten abzufiihren.
In Abb. 2.19 ist der typische Aufbau einer wassergekiihlten Maschine dargestellt. Die

Gehéuse Statorblechpaket
.\4
Wicklungen ( Wassermantel ) Wickelkopf
Rotorblechpaket
Rotorwelle

Abbildung 2.19.: Schematische Darstellung einer wassergekiihlten elektrischen Trakti-
onsmaschine.

vergleichsweise gute elektrische Leitfahigkeit von Wasser schliefit den Einsatz als Kiihl-
medium im Inneren der Maschine aus. Die Stromung wird daher meist spiral- oder
méaanderformig durch das Gehduse gefithrt. Die Warme aus Kupfer- und Eisenverlusten
wird folglich zunéchst in das Gehéduse geleitet, wo sie mittels erzwungener Konvekti-
on von der Wasserstromung aufgenommen und abgefithrt wird. Die Wickelkdpfe weisen
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2. Grundlagen und Stand der Technik

den ldngsten Warmeleitweg zum Wassermantel auf, sodass sich dort Temperaturspitzen,
sogenannte Hotspots, ausbilden. Das resultierende, lokal stark inhomogene Tempera-
turprofil fithrt folglich zu einer thermischen Degradation, obwohl die Temperaturen im
Inneren der Maschine weit unter der Grenztemperatur liegen.

Luftkiihlung

Bei der Luftkithlung wird die Abwirme von thermisch belasteten Bauteilen durch die
Um- oder Durchstromung von Luft aufgenommen. Verglichen mit Wasser zeichnet sich
Luft durch eine geringe Wérmekapazitit und -leitfahigkeit aus. Hinreichend grofie War-
meiibergangskoeffizienten erfordern folglich hohe Strémungsgeschwindigkeiten. Die For-
derung und Umwélzung der Luft wird hdufig mittels eines auf der Welle montierten
Ventilators realisiert und fithrt damit zu zusédtzlichen drehzahlabhéngigen Verlusten.
AusschlieBlich luftgekiihlte Maschinen zeichnen sich meist durch eine vergleichsweise ge-
ringe Leistungsdichte aus und eignen sich daher nur eingeschrinkt fiir den automobilen
Einsatz. Im Rahmen seiner Dissertation entwickelte Huber [39] ein hybrides Kiihlkon-
zept, das eine Wassermantel- um eine Umluftkiihlung ergénzt. Das Konzept ist schema-
tisch in Abb. 2.20 dargestellt. Ein auf der Welle montierter Diagonalventilator saugt Luft

Statorkiihlkanal

4 C Wassermantel V

Rotorkiihlkanal

Diagonalventilator

Abbildung 2.20.: Schematische Darstellung eines hybriden E-Maschinen-Kiihlkonzepts
aus Umluft- und Wassermantelkithlung nach Huber [39].

durch Kanéile im Rotorblechpaket an und ermoglicht dadurch eine hinreichende Kiihl-
leistung. Die aufgeheizte Luft stromt darauthin durch einen im Gehduse integrierten
Luft-Wasser-Wérmetauscher zuriick. Neben der Luftriickkithlung stellt die Fliissigkeits-
stromung zudem die Kiithlung des Statorblechpakets und der Wicklungen sicher (vgl.
Wassermantelkiihlung).
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Direkte Olkiihlung

Bei der direkten Olkiihlung wird ein dielektrisches Ol in das Innere der Maschine ein-
gebracht, um dort - meist in Kombination mit einer Wassermantelkiihlung - thermisch
stark beanspruchte Bereiche besonders zu kiithlen. Abb. 2.21 zeigt zwei Serienkonzepte
zur Kiihlung der Wickelképfe im Stator. Bei der Olschleuderkiihlung (siehe Abb. 2.21(a))

Gehéuse Statorblechpaket

T "

Wicklungen Wickelkopf

T~

\_/

C Wassermantel

\

OISpray

Hohlwelle

_—

(a) Olschleuderkiihlung

Spraydiise

\/ (

Wassermantel

(b) Olspraykiihlung

Abbildung 2.21.: Schematische Darstellung einer direkt 6lgekiihlten elektrischen Maschi-
ne.

wird Ol innerhalb der hohl ausgefiihrten Rotorwelle geférdert. Die auftretenden Zentrifu-
galkrifte schleudern das Ol durch radial eingebrachte Bohrungen in den Innenraum der
elektrischen Maschine, wo es auf die Wickelkdpfe auftrifft und diese kiihlt. Der Olmas-
senstrom und damit die Kiihlleistung sind folglich drehzahlabhéngig. Dariiber hinaus
entstehen zwar Ausschleuderverluste, die die Effizienz der Maschine direkt beeinflussen,
das Konzept kommt jedoch ohne den Einsatz externer Foérderpumpen aus. Bei der Er-
zeugung der Olsprays mithilfe dedizierter Diisen, die iiber den Umfang der elektrischen
Maschine verteilt sind (siehe Abb. 2.21(b)), wird Ol mithilfe einer externen Pumpe
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gefordert. Das Konzept verspricht eine gleichmifligere Olverteilung und eine drehzahl-
unabhéngige Kiihlleistung. Nachteilig erweisen sich die héheren Kosten, die sich aus dem
Bedarf an zusétzlichen Komponenten wie zum Beispiel Diisen und Pumpe ergeben. Bei
beiden Konzepten flieit das erwirmte Ol gravitationsgetrieben zu einem Wirmetauscher,
in dem es riickgekiihlt und erneut dem Kreislauf zugefithrt wird. Fiir den automotiven
Einsatz werden meist Ole gewihlt, die sowohl die Kiihlung der E-Maschine als auch die
Getriebeschmierung sicherstellen kénnen.
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur
Simulation von Heatpipes

Im Folgenden wird zunéchst eine Methode zur Bestimmung des thermischen Wider-
stands bei Verdampfung aus der Kapillarstruktur einer Heatpipe entwickelt. Dariiber
hinaus findet sich in diesem Kapitel die Herleitung und Validierung einer innovativen
Wiérmeleitungsmethode, die den Einfluss von Dampfgeschwindigkeitskomponenten or-
thogonal zur Hauptstromungsrichtung auf den Druckverlust berticksichtigt. Abschlie-
Bend wird die Entwicklung einer Mehrphasensimulationsmethodik beschrieben, die auf
dem Volume-of-Fluid-Ansatz basiert.

3.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel
innerhalb von Sinterstrukturen

Kapillarstrukturen in Heatpipes werden meist aus gesinterten Pulvern, Drahtgeflechten
oder Rillen gefertigt (siehe Kap. 2.2.2). Sinterstrukturen aus (kugelformigen) Metallpul-
vern ermoglichen vergleichsweise hohe Verdampfungsraten [38, 52, 98] und werden da-
her bevorzugt in Heatpipes mit hohen Leistungsanforderungen eingesetzt [59]. Abb. 3.1
zeigt die Oberflache einer solchen Sinterstruktur unter einem Rasterelektronenmikroskop
(REM). Im Folgenden wird ein Modell unter der Annahme kugelférmiger, dquidistanter

Abbildung 3.1.: REM-Aufnahme der Oberfliche einer Sinterstruktur aus kugelférmigen
Primaérteilchen. [99]

Primérpartikel entwickelt, um den Phasenwechsel an einer solchen Sinterstruktur sowohl
auf Mikro- als auch auf Makroebene zu beschreiben. Abb. 3.2 gibt einen Uberblick iiber
den gewédhlten Modellierungsansatz. Darin wird zunéchst eine hochaufgeloste Geome-
trie der Phasengrenze berechnet. Die ermittelte Meniskusgeometrie dient nachfolgend
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Berechnung der
hochaufgelosten

3D-Simulationen zur
Bestimmung des ther-
mischen Widerstands

-

Aggregierter Datensatz
fiir Berechnungen
auf Makroebene

N

Phasengrenzflache

Abbildung 3.2.: Ubersicht des gewihlten Modellierungsansatzes von der Berechnung
hochaufgeldster Meniskusgeometrien zum fertigen Datensatz.

als Grundlage fiir ein detailliertes Warmeleitungsmodell zur quantitativen Beschreibung
des Phasenwechsels und zur Berechnung des zugehorigen effektiven Verdampfungswider-
stands. Abschlieend wird ein Datensatz vorgestellt, der die Ergebnisse aus insgesamt
8316 Simulationen aggregiert und damit eine Berticksichtigung des Verdampfungswider-
stands in Simulationen auf Systemebene ermdglicht. Es sei darauf hingewiesen, dass in
den folgenden Abschnitten Ergebnisse referenziert werden, die bereits im Vorfeld in [72]
verdffentlicht wurden.

3.1.1. Berechnung der hochaufgelosten Phasengrenzflache

Der Verdampfungsprozess innerhalb einer Kapillarstruktur ist mafigeblich von der Geo-
metrie der Phasengrenzfliche und der zugehorigen Kontaktlinie zwischen fester, fliissiger
und gasformiger Phase geprégt [53, 75]. Zur Berechnung dieser Meniskusgeometrie wird
im Folgenden die Software Surface Evolver von Brakke [100] verwendet. Surface Evolver
ist eine Software zur Berechnung von Fliissigkeitsoberflichen und beriicksichtigt den Ein-
fluss angreifender Volumenkréfte und entsprechender Grenzflachenenergien. Der zugrun-
de liegende Algorithmus verwendet ein iteratives Gradientenverfahren, um die Knoten-
positionen des numerischen Netzes zu verschieben und schliefSlich den Zustand minimaler
Systemenergie zu erreichen. Abb. 3.3 zeigt sowohl das Rechengebiet als auch die geome-
trischen Randbedingungen des entwickelten Surface-Evolver-Modells: Ry ist der Radius
einer Kugel, v ist der Kontaktwinkel, Dy ist definiert als der kiirzeste Abstand zwischen
den Zentren benachbarter Kugeln und Vg beschreibt das vorgegebene Fliissigkeitsvolu-
men innerhalb des Rechengebiets. Typische Heatpipe-Kapillarstrukturen zeichnen sich
durch charakteristische Léngen L* = Rk in der Gréflenordnung von 100 pm aus; die re-
sultierenden Bond-Zahlen fiir Kupfer-Wasser-Heatpipes liegen daher nach Gl. (2.12) in
der GroBenordnung von 1073 [38]. Folglich werden die zugehorigen Meniskusgeometrien
von Oberflachenkréften dominiert und der Einfluss der Gravitation wird in den folgen-
den Berechnungen vernachléssigt. Durch diese Vernachlédssigung wird der geometrische
Mafistab des Modells zu einer redundanten Grofle, die Krimmung der Phasengrenzfla-
che ist folglich nicht mehr von den absoluten Dimensionen des Rechengebiets abhingig.
Im Folgenden werden daher dimensionslose Parameter definiert, die zusammen einen
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Rechengebiet

Abbildung 3.3.: Rechengebiet und geometrische Randbedingungen des entwickelten
Surface-Evolver-Modells zur Berechnung der hochaufgelésten Phasen-
grenzflache in einer gesinterten Kapillarstruktur.

vollstandigen Satz an Randbedingungen fiir das Surface-Evolver-Modell darstellen: Der
dimensionslose Kugelabstand D* ist definiert als das Verhéltnis von Kugelabstand Dk

zu -durchmesser 2 Rk:

2Rk
Der dimensionslose Kugelabstand ermoglicht zudem die Berechnung der Porositat der
Kapillarstruktur:

D* (3.1)

.= Vﬂ,max _ 2RKDI2{ - %WR%( —1_ L (3 2)
Vﬂ,max + Vk QRKD%( — %ﬂ'R%{ + %WR%( 6D*2 '

In der obigen Gleichung definiert Vk das Volumen einer einzelnen Kugel. Vi max be-
schreibt ferner das maximale Fliissigkeitsvolumen einer Einheitszelle und wird zur Nor-
mierung von Vj verwendet:

Va

V=
Vﬂ,max

(3.3)

Unter Ausnutzung vorhandener Symmetrien lasst sich die Modellkomplexitdt und damit
der Rechenaufwand weiter reduzieren. Das finale Modell représentiert daher lediglich
ein 45°-Segment einer Einheitszelle (siehe ,,Rechengebiet* in Abb. 3.3). Surface Evol-
ver zeichnet sich durch ein vergleichsweise robustes Iterationsverfahren aus. Fiir klei-
ne Kugelabstdnde mit D* < 1,1 konnten jedoch fiir zahlreiche Parameterkombinatio-
nen Konvergenzprobleme beobachtet werden: Die Ausbildung von Kapillarbriicken (vgl.
Abb. 3.4(b)) fithrt zu vergleichsweise grofien Gradienten. Um die Konvergenz der Lo-
sung sicherzustellen, wurde daher ein MATLAB-basierter Algorithmus entwickelt, der
nach jedem Iterationsschritt eine lokale Optimierung des Rechengitters durchfithrt und
damit eine hinreichende Netzqualitét sicherstellt: Gehort eine Kante zu den langsten 1 %
des gesamten Netzes, teilt der Algorithmus die betreffende Kante auf, indem er einen
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zusétzlichen Knoten in der Kantenmitte hinzufiigt. Sobald sich die Energie des Systems
um weniger als 107° % iiber die vergangenen 100 Iterationen verindert hat, wird von
Konvergenz der Losung ausgegangen. Abb. 3.4 zeigt beispielhaft berechnete Meniskus-
formen fiir v = 30° und verschiedene Kombinationen von D* und V*. Im Anschluss wird

(a) V*=0; D" =1 (b) V* =0,15; D* =

(c) V*=0,5 D" =13

Abbildung 3.4.: Berechnete Meniskusgeometrien (blau) fiir v = 30° und drei Kombina-
tionen von D* und V*.

die gefundene Meniskusgeometrie charakterisiert und unterschiedliche Kenngréfien, wie
zum Beispiel die Lange der Fest-Fliissig-Dampf-Kontaktlinie ausgewertet. Abschlielend
findet ein Export der Phasengrenzfliche statt, die im Folgenden als Eingangsgréfie fiir
thermische Simulationen dient. Der beschriebene Programmablauf ist in Abb. 3.5 zu-
sammengefasst.

Y

Geometrie Geometrie
analysieren exportieren

Netz
verfeinern

Konvergenz?

Iterieren

Abbildung 3.5.: Umgesetztes Vorgehen zur Berechnung der hochaufgelosten Phasen-
grenzflache.

3.1.2. Berechnung des Verdampfungswiderstands auf Mikroebene

Die Wérmeiibertragung innerhalb der Kapillarstruktur ldsst sich unter Annahme von
Wasser als Arbeitsmedium durch Péclet-Zahlen Pe in der Gréfenordnung von 1072 be-
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3.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel innerhalb von Sinterstrukturen

schreiben [52] (siehe Gl. (2.18)). Der konvektive Warmetransport kann folglich gegeniiber
der Warmeleitung vernachlissigt werden. Diese Annahme wurde bereits mithilfe detail-
lierter 3D-Stromungssimulationen fiir statische Kontaktlinien und fiir eine Uberhitzung
der Fliissigkeit von bis zu 5 K validiert [51, 52]. Dariiber hinaus kann davon ausgegangen
werden, dass sich die Meniskusgeometrie beim Phasenwechsel unter stationdren Randbe-
dingungen nicht dndert [52]. Im Folgenden wird daher die Warmeiibertragung innerhalb
der Fliissigkeit als reines Wirmeleitungsproblem definiert. Abb. 3.6 gibt eine Ubersicht
iiber das entwickelte thermische Modell und zeigt die verwendeten Randbedingungen,
die im weiteren Verlauf dieses Abschnitts nidher erlautert werden. Die Grundfliche des

e i i

Abbildung 3.6.: Rechengebiet und Randbedingungen des thermischen Modells zur Be-
rechnung des Verdampfungswiderstands einer gesinterten Kapillarstruk-
tur.

Rechengebiets wird von demselben 45°-Schnitt begrenzt, der auch im Surface-Evolver-
Modell verwendet wurde (siehe ,,Rechengebiet* in Abb. 3.3). Dartiber hinaus stellt die
berechnete Fliissigkeitsoberfliche eine weitere Begrenzung des Rechengebiets dar. Da
Stromungseffekte vernachlissigt werden kénnen, kann das Temperaturfeld T' der Kugel-
segmente und des Fliissigkeitsvolumens schliellich durch das Losen der Warmeleitungs-
gleichung (2.13) berechnet werden. Im Folgenden werden die gewéhlten Randbedingun-
gen und die numerische Analyse ndher beschrieben.
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Phasenwechsel

Der Phasenwechsel an der Flissigkeits-Dampf-Grenzflache ,,ph* wird mithilfe der aufge-
prigten Wirmestromdichte ¢, beschrieben:

Wie bereits in Kap. 2.1.6 erwahnt, wird der zugehorige Massenstrom mgh iiblicherweise
mithilfe der Hertz-Knudsen-Schrage- beziehungsweise HKS-Gleichung (2.26) berechnet.
Dabei wird explizit von einer Gleichheit des Verdampfungs- und Kondensationskoeffizi-
enten oy = og = § ausgegangen:

. 26 M ([ psat(Tpha)  Pphd
m! = _ \/7 sat\"phitt) Pl 3.5
ph ™ 95 5 2T R, VTpha VIphd 39

Fiir eine belastbare Quantifizierung von mgh werden folglich hinreichend genaue Wer-
te fir 4, den sogenannten Akkomodationskoeffizienten, benotigt. Experimentelle Daten
fir 6 weichen jedoch um Groéflenordnungen voneinander ab [46]. Dariiber hinaus be-
einflusst die Wahl des Akkomodationskoeffizienten die Diinnfilmverdampfung nicht nur
quantitativ, sondern auch qualitativ [53]. Der HKS-Ansatz wird daher im Rahmen der
vorliegenden Arbeit nicht weiter verfolgt und der Verdampfungsmassenstrom mithilfe des
TED-SRT-Ansatzes von Persad et al. [54] bestimmt (siehe Kap. 2.1.6). Zunéchst werden
daher die nachstehenden Gleichungen zur Bestimmung von oy und ok verwendet, die
bereits aus Kap. 2.1.6 bekannt sind.

fvib+4
st (T, T T
oy = Peat(Tpn,g) exp [(fvib +4) <1 - ph’dﬂ < ph’d> (3.6a)

Pph,d Ton g Tona
fvib+4
Toh,a Toh,d Tona
oK = —exp |—(fvib+4)|1— : : 3.6b
K Tona P [ (P +4) ( Tona Toh,a ( )

Abb. 3.7 zeigt den damit berechneten Verlauf von oy und ok abhéngig von der Dampf-
temperatur Ty, g an der Phasengrenze fiir unterschiedliche Uberhitzungen ATpn = Tpna—
Tph,a. Fur die folgenden Berechnungen wurde Wasser als Arbeitsmedium (fyi, = 3) und
gesattigter Dampf an der Phasengrenze (ppnd = psat (Tph,d)) angenommen. Abb. 3.7(a)
zeigt eine starke Abhéngigkeit des Verdampfungskoeffizienten von der Dampftemperatur
und der Uberhitzung: Bei ATy = 5K nimmt oy zwischen 280 K und 440K um 19,36 %
ab. Fiir eine unterkiihlte Fliissigkeit mit AT, = —5K steigt oy im selben Tempera-
turintervall dagegen von 0,703 auf 0,883 an. Demgegeniiber zeigt Abb. 3.7(b) eine ver-
gleichsweise geringere Abhéngigkeit des Kondensationskoeffizienten von Ty, g und ATpy:
Fiir die zuvor diskutierten Parameterbereiche weicht ok um weniger als 1 % von Eins ab.
Ferner ldsst sich in Abb. 3.7 erkennen, dass die HKS- und die TED-SRT-Betrachtung auf
zwei unterschiedlichen physikalischen Grundannahmen beruhen. Im klassischen Hertz-
Knudsen-Ansatz sind Verdampfungs- und Kondensationskoeffizient als das Verhéltnis
der Anzahl phasenwechselnder Molekiile zu einer theoretischen Maximalzahl definiert,
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Abbildung 3.7.: Verlauf des Verdampfungs- und Kondensationskoeffizienten abhingig
von der Dampftemperatur an der Phasengrenze fiir verschiedene Uber-
hitzungen ATpy,.

sind daher durch Eins begrenzt und hédngen von den Eigenschaften einer einzelnen Pha-
se ab. Im Gegensatz dazu deuten die Gln. (2.27) der TED-SRT-Beschreibung auf eine
Kopplung von fliissiger und dampfférmiger Phase hin und erlauben daher Werte fiir oy
und ok grofler als Eins [54]. Die errechneten Werte fiir o und oy werden schlieflich in
der Hertz-Knudsen-Gleichung zur Berechnung der verdampfenden bzw. kondensierenden
Massenstromdichte genutzt:

. | M Psat(Tpn,a) Pph,d
m// — o sa/ pa, — o po, 3.7
ph 27 R v vV Tph7ﬁ K V Tph,d ( )

Abb. 3.8 zeigt den Verlauf von mgh abhangig von der Dampftemperatur fiir eine exem-
plarische Uberhitzung von ATy, = 5K. Zum Vergleich wurde mgh ebenfalls mit dem
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Abbildung 3.8.: Vergleich zwischen dem TED-SRT- und dem HKS-Ansatz: Verlauf der
Verdampfungsmassenstromdichte abhéngig von der Dampftemperatur
bei ATy, =5K.

HKS-Ansatz (siehe Gl. (2.26)) berechnet. Abb. 3.8 zeigt die entsprechenden Ergebnisse
sowohl fiir & = 0,03 als auch fiir 6 = 1. Beide Ansétze liefern Verdampfungsmassenstro-
me, die stark von der Dampftemperatur abhéngen: Eine Erhéhung von T}, 4 von 280K
auf 440K fiihrt zu einem Anstieg von 'r'ngh um mehr als zwei Groflenordnungen. Er-
wartungsgemaf verlaufen die beiden mit dem HKS-Ansatz berechneten Kurven parallel,
wobei sich fiir & = 1 66-mal hohere Werte als fiir & = 0,03 ergeben. Dariiber hinaus fiihrt
die Anwendung des TED-SRT-Ansatzes zu 10-19 % hoheren Werten als der HKS-Ansatz
mit & = 1. Da der Dampfraum im vorgestellten Modell nicht abgebildet ist, wird im
Folgenden ein homogenes Temperaturfeld angenommen (Tph.q = T4).

Unterseite

Wie in Abb. 3.6 dargestellt, besteht die dreieckige Grundfliche Ay des Rechengebiets
aus einem Kreissegment der unteren Kugel (Index ,,K,0¢) und der resultierenden Grund-
fliche der umgebenden Fliissigkeit. Der Wéarmeeintrag in das System wird mithilfe einer
konstanten Wéarmestromdichte ¢j ;,, realisiert, die als Randbedingung auf die Fliche
Ak o aufgepragt wird. Um eine géometrieunabhéngige Vergleichbarkeit der Ergebnisse
zu gewahrleisten, wird Q'i/(,ein mittels Gl. (3.8) berechnet. Unabhéngig von Kugelabstand

und -durchmesser wird damit eine konstante, {iber die Grundfliche des Rechengebiets

Ap gemittelte Warmestromdichte g ;, realisiert.
: Ao
qg{,ein = qg,einA (38)
K,0
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3.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel innerhalb von Sinterstrukturen

Durch Anwendung der obigen Gleichung wird implizit angenommen, dass Warmestréome
auflerhalb der Flache Ak o vernachlissigbar sind. Aufgrund der stark unterschiedlichen
Wairmeleitfahigkeiten von Kugel und Fliissigkeit Ag > Ag wird folglich die Gleichheit der
absoluten Warmestrome QK’ein = Qo,ein vorausgesetzt. Um dariiber hinaus den Einfluss
des eingebrachten Warmestroms auf den thermischen Widerstand des Gesamtsystems
Rinph (siehe Gl. (3.9)) zu bewerten, wurde gy ., fiir verschiedene Kombinationen von
Ty, V* und D* variiert: Im Wertebereich 0 < g o, < 25 W/ cm? dnderte sich Ry, pn um
weniger als 5 %. Dariiber hinaus wurde der Unterschied zwischen positiven und negati-
ven Werten fiir ¢{ ;,, untersucht. Zwischen Verdampfung (¢( o;,, > 0) und Kondensation
(40.ein < 0) wichen die ermittelten Werte von Ry, pn, um weniger als 1% voneinander
ab. Im Folgenden wird daher fir alle Untersuchungen eine fiir Heatpipeanwendungen
typische Wérmestromdichte von ¢f o, = +5 W /em? [32] vorgegeben. Der verbleibende

Bereich der Grundfliche wird als adiabat angenommen.

Seitenflachen

Alle Seitenflachen des dreieckigen Rechengebiets (sieche Abb. 3.3) stellen Symmetrieebe-
nen dar und werden daher als adiabat angenommen.

Nicht benetzte Kugeloberfliche

Der konvektive Warmeiibergang am oberen nicht benetzten Teil der Kugel liegt Grofien-
ordnungen unter ¢y, (Herleitung siehe Kap. A.1) und kann damit vernachléssigt werden.
Um eine moglichst hohe Vergleichbarkeit mit den Untersuchungen in [52] sicherzustel-
len, wird die natiirliche Konvektion trotzdem iiber eine konvektive Randbedingung mit
ak = 38 W/m?K und Tt = Ty beriicksichtigt.

Numerische Analyse

Zur Losung des Temperaturfelds wurde die kommerziell erhéltliche CFD-Software STAR-
CCM+ von Siemens verwendet (v2020.1, Double Precision). Die konvergierte Losung er-
moglicht im Folgenden eine Berechnung des thermischen Widerstands Rgy 1 des Systems
mithilfe von Gl. (3.9):

Tic vet — T,
Rippn =~ —4 (3.9)

0,ein
Die Kombination aus der vergleichsweise hohen Wéarmeleitfahigkeit der Kugeln und dem
geringen Warmeiibergangskoeffizienten ay fithrt zu vernachléssigharen Temperaturgra-
dienten im nicht benetzten Kugelabschnitt. Die Referenztemperatur T ror wird daher
am hochsten Punkt der vertikalen Achse ermittelt (sieche Abb. 3.6). Gesintertes Kup-
ferpulver ist durch eine vergleichsweise hohere Warmeleitfahigkeit als nicht gesintertes
Kupferpulver charakterisiert [101]. Zur Beriicksichtigung dieses Zusammenhangs sind
die beiden Kugelsegmente iiber einen Zylinder mit dem Radius R,y verbunden. Zur
Bewertung des Einflusses des Zylinderradius auf Ry, pn wurde R,y bei verschiedenen
Wasserstidnden, Kontaktwinkeln und Kugelabstinden variiert: Fiir Radien im Bereich
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

0,01Rx < R,y < 0,1Ry &nderte sich Ry, pn um weniger als 3,2 %. Der Einfluss des Zy-
linderradius wird daher im Folgenden vernachlédssigt und R,y wurde fiir alle folgenden
Simulationen konstant zu 0,05 Rg angenommen. STAR-CCM+ schreibt die Verwendung
dimensionsbehafteter Eingabeparameter vor. Da der dimensionslose Ansatz jedoch bei-
behalten werden soll, wurde der Kugelmesser in allen numerischen Simulationen auf
Rk = 1m gesetzt. Der simulierte Zylinderradius ergibt sich analog zu ]A%Zyl = 0,05 m.
Um Ry, pn jedoch fiir realitdtsnahe Partikelgroffen im Bereich 50 pm < Ry < 150 pm zu
berechnen, wird der dimensionslose Kugelradius Rj; zur Korrektur der Warmeleitfahig-
keiten eingefiihrt:
Rj = A
Rk
In STAR-CCM+ werden schliefllich die angepassten Warmeleitfahigkeiten Ak und g
vorgegeben, die sich jeweils mittels Gl. (3.11) und GI. (3.12)berechnen lassen.

(3.10)

. Ak

AK = 3.11
<= B (3.11)

<

Aq = 3.12
=R (3.12)

Der dimensionslose Ansatz erlaubt ferner die Variation des Kugelradius, ohne eine erneu-
te Vernetzung des Rechengebiets durchfiithren zu miissen und reduziert damit den Re-
chenaufwand erheblich. Um eine hinreichende Auflésung der Diinnfilmverdampfung im
Bereich der Kontaktlinie zu gewéhrleisten, wurde eine Netzstudie durchgefithrt. Abb. 3.9
zeigt die zugehorigen Ergebnisse fiir Ry, pn, abhéngig von der relativen Netzdichte fiir den
in Tab. 3.1 zusammengefassten Parametersatz. Die relative Netzdichte wird dabei als

Tabelle 3.1.: Parametersatz fiir die durchgefiihrte Netzstudie.

Dimensionsloser Kugelabstand D* 1
Dimensionsloses Fliissigkeitsvolumen V* 0,1
Kontaktwinkel 30°
Kugelradius Rk 100 pm
Dampftemperatur Ty 400 K

% definiert, wobei s die gewéhlte Zellgrofie an der Fest-Fliissig-Dampf-Kontaktlinie be-
schreibt. Auf Basis der Ergebnisse wurde eine Konvergenz von Ry 1, ab einer Netzdich-
te von RTK = 5000 angenommen. Die Zellgréfle an der Fest-Fliissig-Dampf-Kontaktlinie
wurde daher fiir alle folgenden Simulationen auf s = 0,0002Rx festgelegt. Bereiche mit
kleineren Temperaturgradienten und einfacher Geometrie, wie zum Beispiel das Innere
der Kugeln, wurden mit Zellen s < O,QRK vernetzt. Dariiber hinaus setzen alle Simula-
tionen eine Materialkombination aus Kupfer und Wasser mit Ax = Acy = 398 W/mK
und A\g = Ap,0 voraus. Um die temperaturabhangigen Stoffeigenschaften von Wasser
zu beriicksichtigen, wurden Ahy, Aqg und pgt als Lookup-Tabellen mit Daten aus NIST
REFPROP v9.0 [102] bereitgestellt.
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Abbildung 3.9.: Verlauf des thermischen Widerstands an der Phasengrenze aufgetragen
iiber der relativen Netzdichte.

3.1.3. Validierung der Simulationsmethodik

Das vorgestellte Modell wird im Folgenden mithilfe der Veroffentlichung [53] von Ranjan
et al. validiert, in der die Verdampfung aus unterschiedlichsten Kapillarstrukturen mit-
hilfe hochaufgeloster Stromungssimulationen untersucht wurde. Der dabei verwendete
Ansatz beriicksichtigt Marangoni-Konvektion, modelliert die Verdampfung mithilfe der
HKS-Gleichung und setzt konstante Stoffeigenschaften voraus [52]. Tab. 3.2 vergleicht
die in [53] gewdhlten und die im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Modellparame-
ter und Berechnungsansétze. f(7h) und f(74) weisen dabei auf die Verwendung von
NIST REFPROP [102] zur Berechnung der temperaturabhéngigen Stoffeigenschaften
von fliissigem und dampfférmigem Wasser hin. Um die Vergleichbarkeit der Ergebnisse

Tabelle 3.2.: Ubersicht iiber die verwendeten Stoffeigenschaften und die gewihlten Be-

rechnungsansatze.
Ranjan et al. [53] Diese Arbeit
A 0,6 W/mK £(Tn)
Ahy 2,27 MJ /kg F(Ty)
ov 1 Gl (3.6a)
oK 1 Gl. (3.6b)
il GL. (2.26) Gl (3.7)

sicherzustellen, wurde lediglich die obere Kugel modelliert und eine Temperaturrandbe-
dingung Ty = 300,5 K an der Unterseite des Rechengebiets vorgegeben. Gleichzeitig gilt
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

fiir die Referenztemperatur Tyt = Tp. Tab. 3.3 gibt zudem eine Ubersicht iiber die geo-
metrischen Parameter der simulierten Kapillarstrukturen. In Abb. 3.10 sind schliefllich

Tabelle 3.3.: Parametersatz der in [53] untersuchten Meniskusgeometrien.

Dimensionsloser Kugelabstand D* 1,1
Dimensionsloses Fliissigkeitsvolumen V* 0,5
Kontaktwinkel 5°:15°; 30°; 45°; 60°
Kugelradius Rk 100 pm
Dampftemperatur Ty 298 K

die berechneten thermischen Widerstinde fiir die verschiedenen Kontaktwinkel darge-
stellt. Dariiber hinaus zeigt der Plot Simulationsergebnisse, bei denen die Verdampfung
mithilfe der HKS-Gleichung (2.26), 6 = 1 und den in Tab. 3.2 beschriebenen konstan-
ten Stoffeigenschaften modelliert wurde. Fiir Kontaktwinkel im Bereich 30° < ~ < 60°

1075
C\IM = 9 T T T
= —a— HKS
--e-- TED-SRT

4 |-~ Ranjan et al. [53]

| | |
15° 30° 45° 60°
Kontaktwinkel « [-]

Thermischer Widerstand Ry pn {
<

Abbildung 3.10.: Verlauf des thermischen Widerstands abhingig vom Kontaktwinkel,
berechnet mithilfe des HKS- und des TED-SRT-Ansatzes. Zur Validie-
rung der Simulationsmethodik sind zudem die Ergebnisse von Ranjan
et al. [53] dargestellt.

stimmen die Ergebnisse der HKS-Simulationen mit konstanten Fluideigenschaften und
6 = 1 gut mit den Daten aus den detaillierten Strémungssimulationen von Ranjan et
al. iiberein. Fir v = 5° und v = 15° ist jedoch eine Abweichung von 15,5% bzw.
11,3% zu beobachten: Kleinere Kontaktwinkel fiihren zu besserer Dunnfilmverdamp-
fung, damit zu hoheren Verdampfungsmassenstromen und folglich zu einer gesteigerten
konvektiven Wéarmeiibertragung zwischen Festkorper und fliissiger Phase. Da letztere
im entwickelten Simulationsmodell vernachléssigt wird, wird der thermische Widerstand
fiir kleine v geringfiigig unterschétzt. Verglichen mit dem HKS-Ansatz fithrten die TED-
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SRT-Simulationen dartiber hinaus zu circa 5% geringeren Wirmewiderstinden. Diese
Abweichung resultiert hauptséichlich aus einem insgesamt héheren Verdampfungsmas-
senstrom bei Verwendung des TED-SRT-Ansatzes (siche Abb. 3.8). Aufgrund der gerin-
gen Abweichungen zwischen den Daten von Ranjan et al. und den mit dem HKS-Ansatz
erzielten Simulationsergebnissen wird das entwickelte Modell schliefSlich als validiert an-
genommen.

3.1.4. Einfluss der Kapillarstruktur auf die Geometrie der
Phasengrenzflache

Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden insgesamt 1638 Meniskusgeometrien fiir
jede Linearkombination aus den folgend dargestellten Mengen an Kontaktwinkeln, Ku-
gelabstdnden und Fliissigkeitsvolumina berechnet:

v € {15°%30%...;90°}
D* € {1;1,05;...; 1,6}
V* €{0;0,05;...;1}

Wie bereits in Kap. 3.1.1 beschrieben, wird jeder Meniskus durch einen linienférmigen
Kontakt mit der angrenzenden Kugel begrenzt. Da der Verdampfungswiderstand maf3-
geblich von der Geometrie der Diinnfilmfliche definiert wird [48], werden diese Beriih-
rungslinien im Folgenden néher analysiert. Erwartungsgemaf sind die Kontaktlinien bei
grofien Kugelabstanden nahezu kreisférmig und ihre ,ideale” Lange Lg;jq kann mithilfe
folgender Gleichung berechnet werden:

Lqjq = 2m\/2Rkz — 22 (3.13)

In der obigen Gleichung ist z als vertikaler Abstand der Kontaktlinie vom Kugelbo-
den definiert. Zur Analyse von Phasengrenzflichen, deren Kontaktlinie von der idealen
Kreisform abweicht, wird die dimensionslose Form Lj der Kontaktlinienlénge eingefiihrt:

«_ LIn

(3.14)

Ferner beschreibt z den vertikalen Schwerpunkt der Kontaktlinie, der sich nach GI. (3.15)
aus den z-Schwerpunkten einzelner Liniensegmente 7 berechnet. Ny ist definiert als die
Anzahl aller Liniensegmente.
N,
1 S
zZ=— Zi (315)
N i=1
Zuletzt beschreibt Z* die dimensionslose Form von Gl. (3.15):
z
7* = — 3.16
= (3.16)
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Abb. 3.11 zeigt die normierte Kontaktlinienléinge Ly der berechneten Meniskusgeometri-
en aufgetragen tiber dem zugehérigen Z*-Schwerpunkt. Um dariiber hinaus die Abwei-
chung von der idealen Kreisform bewerten zu konnen, ist zudem der Verlauf von Lj ;4
eingezeichnet. Erwartungsgeméaf liegt ein Grofteil der Daten auf dem durch Gl. (3.13)
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Abbildung 3.11.: Dimensionslose Kontaktlinienlinge Ly aufgetragen iiber dem dimensi-
onslosen Z*-Schwerpunkt. Zum Vergleich ist der Verlauf fiir ideal kreis-
formige Kontaktlinien dargestellt.

definierten Halbkreis. Eine signifikante Anzahl von Datenpunkten wird jedoch durch
Ly > Lj;q charakterisiert. Die zugehorigen Phasengrenzflichen zeichnen sich folglich
durch eine gekriimmte, von der idealen Kreisform abweichende, Kontaktlinie aus. Zur
Identifikation der Parameterkombinationen, die zu einer solchen Kontaktlinienkriim-
mung fithren, zeigt Abb. 3.12 die dimensionslose Kontaktlinienldnge Lj fiir unterschied-
liche V*, v und D*. Darin stellt Abb. 3.12(a) die fiir D* = 1 errechneten Werte fiir Lj
dar. Unabhdngig vom Kontaktwinkel fiihrt eine Erhchung des Wasservolumens V* zu
einem unstetigen Sprung der Kontaktlinienldnge. Wie in [103] beschrieben, begiinstigen
kleine Kugelabsténde die Bildung sogenannter Kapillarbriicken (siehe Abb. 3.4(b)). Die-
se stark gekriimmten Phasengrenzen sind durch vergleichsweise grofie Oberflichen und
damit lange Kontaktlinien charakterisiert. Bei weiterer Erhohung des Fliissigkeitsvolu-
mens bleiben die Kapillarbriicken bestehen und werden von unten aufgefiillt. Ab diesem
Punkt nimmt die Oberflichenkriimmung daher kontinuierlich ab und fithrt zu kiirzeren
Kontaktlinien. Ferner begiinstigen kleine Kontaktwinkel die Ausbildung von Kapillar-
briicken bei vergleichsweise geringen Fliissigkeitsvolumina. Kleine Kontaktwinkel fiihren
zu starker gekriimmten Phasengrenzflichen und damit zu héheren Steighthen Z*. Der
instabile Zustand und damit die Ausbildung von Kapillarbriicken wird folglich bereits
bei kleineren V* erreicht. Zum Vergleich zeigt Abb. 3.12(b) den Verlauf von Lj fiir einen
grofferen Kugelabstand mit D* = 1,5. Fiir die betrachtete Parameterkombination ergibt
sich ein kontinuierlicher Verlauf von Lj, die Ausbildung von Kapillarbriicken lésst sich
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3.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel innerhalb von Sinterstrukturen

Dimensionslose Kontaktlange L [-]

Dimensionslose Kontaktlange L [-]

| | |
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1

Dimensionsloses Fliissigkeitsvolumen V* [-]

Abbildung 3.12.: Dimensionslose Kontaktlinienldngen der berechneten Meniskusgeome-
trien abhéngig von Fliissigkeitsvolumen und Kontaktwinkel. Der obe-
re Plot (a) zeigt die Ergebnisse fiir D* = 1, der untere Plot (b) fiir
D* =1,5.

folglich nicht beobachten und die Lénge der resultierenden ideal-kreisférmigen Kontakt-
linien lasst sich mittels Gl. (3.13) berechnen. Zur weiteren Analyse wird die Abweichung
014 der realen von der idealen Kontaktlinienldnge eingefiihrt:

L ia

OLg -1 (3.17)

Fiir jede Linearkombination von v und D* lasst sich schliellich die maximale Abweichung
der Kontaktlinienlénge 07, max berechnen:

6Lﬂ,max(’77 D*) = II%/&;X [5Lﬂ (’Y, D*u V*)] (318)

Abb. 3.13 zeigt den Verlauf von 1, max abhéngig von D* und ~. Die Ergebnisse zeigen,
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Abbildung 3.13.: Maximale Abweichung der Kontaktlinienlange von der idealen Kreis-
form in Abhéngigkeit vom Kontaktwinkel und normierten Kugelab-
stand.

dass die reale Lange fur D* > 1,3 unabhingig vom Kontaktwinkel weniger als 1,3 %
von der idealen Kontaktlinienlénge abweicht. In diesem Bereich ist folglich keine Bil-
dung von Kapillarbriicken zu erwarten und die ideal-kreisférmige Kontaktlinie l4sst sich
erneut mittels Gl. (3.13) beschreiben. Im Gegensatz dazu konnen sich fir D* < 1,3
Kontaktlinien ausbilden, die um mehr als 100 % von ihrer ,idealen® Form abweichen.

3.1.5. Einfluss der Phasengrenzfliche auf den thermischen Widerstand

Im Folgenden werden die berechneten Meniskusgeometrien zur Bestimmung des Ver-
dampfungswiderstands Ry, pn herangezogen. Abb. 3.14 zeigt die konvergierten Tempe-
raturfelder fiir zwei beispielhaft ausgewéhlte Fliissigkeitsoberflichen bei einer Dampf-
temperatur von 7y = 400 K und einem angenommenen Kugelradius von Rk = 100 pm.
Die betrachteten Meniskusgeometrien sind durch D* = 1 und v = 30° charakterisiert
und unterscheiden sich mit V* = 0,1 und V* = 0,15 lediglich im Fliissigkeitsvolumen
(siehe auch Abb. 3.4). Wie erwartet, fithrt die Ausbildung von Kapillarbriicken und
die damit vergleichsweise langere Phasengrenzlinie zu einer verbesserten Warmeiiber-
tragung: Mit Ry pn = 3,5 - 1075 m2K /W fillt der thermische Widerstand des Systems
fir V* = 0,15 um 58,8 % geringer aus als fiir V* = 0,1. Abb. 3.15 zeigt die zugeho-
rige Verteilung des Verdampfungsmassenstroms an der Phasengrenzfliche. Fiir beide
Meniskusgeometrien findet der Phasenwechsel hauptséchlich in einem Bereich nahe der
Fest-Fliissig-Gas-Kontaktlinie statt, welcher in der Literatur als ,Diinnfilm“ bzw. ,,thin-
film*“ bezeichnet wird [52]. Es sei darauf hingewiesen, dass Abb. 3.15 eine logarithmische
Farbskala verwendet und der Diinnfilm folglich vergleichsweise breit erscheint. Abb. 3.14
und 3.15 zeigen, dass die Lénge der Kontaktlinie und somit die Ausbildung von Kapil-
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3.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel innerhalb von Sinterstrukturen

Temperatur T [K]

400,00 400,14 400,27 400,41 400,54

Abbildung 3.14.: Vergleich der Temperaturfelder zweier Meniskusgeometrien mit D* =
1,v=30° Rk = 100pnm, T4 = 400K, V* = 0,1 (links) und V* = 0,15
(rechts).

k
Massenstromdichte Verdampfung mgh [ g }

m?2s

0,0050 0,029 0,17 0,96 5,5

Abbildung 3.15.: Vergleich des berechneten Verdampfungsmassenstroms zweier Menis-
kusgeometrien mit D* =1,y = 30°, R = 100 pm, Ty = 400K, V* = 0,1
(links) und V* = 0,15 (rechts).

larbriicken einen wesentlichen Einfluss auf das resultierende Temperatur- und Warme-
stromfeld des Systems haben. Dieser Einfluss wird daher im Folgenden nidher untersucht:
Abb. 3.16 zeigt den thermischen Widerstand Ry, 1, fiir verschiedene Kombinationen von
V*, v und D* bei einer Dampftemperatur von Ty = 400 K und einem Kugelradius von
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Rx = 100 pum. Sowohl fiir D* = 1 (siehe Abb. 3.16(a)) als auch fiir D* = 1,5 (siehe
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— T I I .
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Abbildung 3.16.: Thermischer Widerstand aufgetragen iiber dem dimensionslosen Was-
servolumen fiir verschiedene Kontaktwinkel mit Ty = 400K, Rx =
100 pm, D* =1 (a) und D* = 1,5 (b).

Abb. 3.16(b)) ist ein Anstieg des thermischen Widerstands mit steigendem Kontaktwin-
kel zu beobachten: Kleine Kontaktwinkel fiihren zu einem vergleichsweise breiten Diinn-
film und begiinstigen damit die Verdampfung. Um den Einfluss der Kapillarbriicken auf
den Verdampfungswiderstand zu untersuchen, zeigt Abb. 3.16(a) den Verlauf von Ry ph
fir einen kleinen Kugelabstand mit D* = 1. Die Daten bestétigen, dass die Ausbildung
von Kapillarbriicken und die daraus resultierenden langeren Phasengrenzlinien zu einer
Verringerung von R, ph fiihren. Die ausgepragten Maxima bei V* = 0,5 resultieren aus
einer eingeschrinkten Verdampfung aufgrund der reduzierten Diinnfilmfliche um den
Kontaktpunkt der Kugel zu ihren néchsten Nachbarn. Dieser Zusammenhang ist beson-
ders bei vergleichsweise grofien Kontaktwinkeln ausgepragt. Kleinere Kontaktwinkel be-
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3.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel innerhalb von Sinterstrukturen

giinstigen die Bildung von Kapillarbriicken um die Kontaktstelle (siehe groBeres d74 max
bei kleineren Kontaktwinkeln in Abb. 3.13), was infolge zu einer weniger eingeschrank-
ten Verdampfung fiihrt. Zum Vergleich zeigt Abb. 3.16(b) die gleiche Auswertung fiir
D* = 1,5 dargestellt. Es sei hervorgehoben, dass der thermische Widerstand, insbesonde-
re bei groflen Kontaktwinkeln im Bereich V* < 0,6, nahezu konstant verlduft, obwohl die
Kontaktlinienldnge in diesem Bereich monoton steigt (sieche Abb. 3.12(b)): Ein erhéhtes
Wasservolumen bedingt héhere Wasserstinde und fithrt damit zu einem insgesamt lan-
geren Leitungsweg von der Unterseite des Rechengebiets zur Wasseroberflache. Dariiber
hinaus lassen sich im Gegensatz zu D* = 1 keine Maxima im Bereich V* ~ 0,5 identi-
fizieren, eine Einschriankung des Phasenwechsels durch benachbarte Kugeln ist folglich
nicht zu beobachten. Zusammenfassend zeigen die Ergebnisse, dass grofie Kontaktwin-
kel, hohe Wasserstdnde und eine hohe Porositét zu vergleichsweise hohen thermischen
Widersténden fithren. Dariiber hinaus erhéht die Bildung von Kapillarbriicken und der
damit einhergehende breitere Diinnfilm den Verdampfungsmassenstrom und verringert
dadurch den thermischen Widerstand.

3.1.6. Ein Datensatz zur Beriicksichtigung des
Verdampfungswiderstands auf Makroebene

Fiir Heatpipe-Simulationen auf Makroebene ist das geometrische Auflésen der Phasen-
grenzflache aufgrund des hohen Rechenaufwands nicht méglich. In diesem Abschnitt wird
daher ein Datensatz vorgestellt, der die Beriicksichtigung des Verdampfungswiderstands
auf Makroebene ermoéglicht und die Ergebnisse von insgesamt 8316 thermischen Simula-
tionen aggregiert. Dabei wurde jede Linearkombination des folgenden Parametersatzes
beriicksichtigt:

V* e {0;0,1;...;1}
v € {15°30%;...;90° }
D* e {1;1,1;...;1,5}
Rx € {50 pm; 100 pm; 150 pm}
Ty € {280K;300K;...; 400 K}

Auf Makroebene ist der lokale Wasserstand und damit V* meist unbekannt. Der Daten-
satz besteht daher aus 756 thermischen Widerstdnden Rth,ph, die durch arithmetische
Mittelung iber die elf betrachteten Werte fiir V* berechnet wurden:

_ . 1 R
Rinpn(v, D", Rx, Tg) = ﬁthh,ph(Vi .7, D*, Rk, Ty) (3.19)
=1

Abb. 3.17 zeigt exemplarisch den Verlauf von Ry pn abhingig von Dampftemperatur
und Kontaktwinkel fiir D* = 1 und Rx = 100pm. Wie bereits beschrieben, steigt

!Typische Kupfer-Heatpipes nutzen Wasser als Arbeitsmedium. Fiir diese Materialkombination werden
Kontaktwinkel zwischen 73° und 90° erwartet [104].

o7



3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Thermischer Widerstand R¢h ph

O | | | | |
280 300 320 340 360 380 400

Dampftemperatur Ty [K]

Abbildung 3.17.: Gemittelter thermischer Widerstand abhéngig von Dampftemperatur
und Kontaktwinkel fiir D* = 1 und Rk = 100 pm.

der Verdampfungsmassenstrom mit zunehmender Dampftemperatur signifikant an (sie-
he Abb. 3.8). Dieser Zusammenhang fiithrt folglich zu einer monotonen Abnahme des
thermischen Widerstands mit steigender Dampftemperatur. Dariiber hinaus ist erneut
zu beobachten, dass kleine Kontaktwinkel zu vergleichsweise grofien Dunnfilmflichen
fiihren, damit hohe Verdampfungsraten begiinstigen und schliefllich in geringe thermi-
sche Widerstéinde resultieren. Zur weiteren Einordnung des Datensatzes zeigt Abb. 3.18
den Verlauf von Ry, i abhéingig vom Kugelabstand fiir typische Partikelradien zwischen
50pm und 150 pm [38]. Obwohl die zugefiihrte Wirmestromdichte gy, fiir alle D*
konstant gehalten wurde, fithren grofle Kugelabstédnde zu gesteigerten Verdampfungswi-
derstéinden. Dieser Zusammenhang lasst sich darauf zuriickfiihren, dass das Verhéltnis
aus Diinnfilmfliche zur Gesamtoberfliche mit zunehmendem Kugelabstand abnimmt.
Der Anstieg von Ry ph ist folglich auf die groBere Grundfliche und die damit gesteigerte
Wiérmezufuhr bei gleichzeitig konstanter Diinnfilmflache zuriickzufithren. Ein d&hnlicher
Zusammenhang ldsst sich beim Einfluss des Kugelradius beobachten: Kleine Kugelradien
fiihren zu vergleichsweise geringen thermischen Widersténden, da sie zu einem grofien
Verhéltnis von Diinnfilm- zu Grundfliche fithren. Wie bereits beschrieben, berticksich-
tigt das vorgestellte Modell den Einfluss des Kugelradius durch eine Anpassung der
Fluideigenschaften. Nach Gl. (3.11) und Gl. (3.12) fithren grofilere Kugeln zu geringeren
Waiérmeleitfahigkeiten und damit zu hoheren thermischen Widerstdnden. Zusammenfas-
send zeigen die Daten eine signifikante Abhéngigkeit von Rip, pn von Ty und Ry: Niedrige
Dampftemperaturen und grofie Kugelradien fithren zu vergleichsweise hohen thermischen
Widersténden.
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Abbildung 3.18.: Gemittelter thermischer Widerstand abhéngig von Kugelabstand und
-radius fiir Ty = 400 K und v = 45°.
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

3.2. Ein recheneffizienter Ansatz zur Simulation von
Heatpipes

Die Simulation von Heatpipes innerhalb eines Systemverbunds erfordert recheneffiziente
und robuste Modellierungsansitze, die das thermische Verhalten hinreichend genau ab-
bilden. In diesem Abschnitt wird daher ein Modell entwickelt, das sowohl die Heatpipe-
Wand, die Kapillarstruktur als auch den Dampfraum als Wérmeleitungsproblem be-
schreibt. Der Verdampfungswiderstand wird dabei mithilfe des in Kap. 3.1 entwickelten
Datensatzes berticksichtigt. Dartiber hinaus spielt die effektive Warmeleitfahigkeit Aq e
des Dampfraums eine entscheidende Rolle, da diese sowohl vom Temperatur- als auch
vom Geschwindigkeitsfeld der Dampfstromung abhéngt. Zunéchst wird daher ein analy-
tischer Ansatz zur Berechnung von A\q s hergeleitet, der neben temperaturabhéngigen
Stoffdaten auch die auftretenden Stromungsverluste berticksichtigt. Abschliefend wird
das Modell validiert und zum Stand der Technik abgegrenzt. Es sei darauf hingewiesen,
dass im Folgenden Ergebnisse referenziert werden, die bereits vorab in [74] verdffentlicht
wurden.

3.2.1. Herleitung einer analytischen Berechnungsvorschrift fiir die
effektive Warmeleitfahigkeit des Dampfraums

Abb. 3.19 zeigt ein charakteristisches Dampf-Stromungsfeld im Verdampferabschnitt
einer Heatpipe. u beschreibt darin die Geschwindigkeitskomponenten in Richtung der

~
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Abbildung 3.19.: Charakteristisches Dampf-Stromungsfeld im Verdampferabschnitt ei-
ner Heatpipe.

Hauptstromung. Die Verdampfung an der Fliissig-Dampf-Phasengrenze ,,ph* induziert
Geschwindigkeitskomponenten v senkrecht zur Hauptstromung. Unter Annahme einer
homogenen Verteilung von Druck und Temperatur in y-Richtung (% = %—5 = 0) kann

die effektive Warmeleitfahigkeit A g des Dampfes mithilfe von Gl. (3.20) beschrieben
werden.
dr\ ! dp\ ™! dp
o =it (1) = i () 2 20
d,eff Qdeff \ 3 Qdeft \ 7 a7 (3.20)
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3.2. Ein recheneffizienter Ansatz zur Simulation von Heatpipes

In den obigen Gleichungen beschreibt q&eﬁ die durch den Dampf {ibertragende Wérme-
stromdichte in Hauptstréomungsrichtung. qg’eﬁ kann mithilfe von Gl. (3.21) berechnet
werden, wobei u als flachengemittelte Geschwindigkeit in xz-Richtung definiert wird.

et = Tpalhy (3.21)

Die axiale Reynolds-Zahl Re und die Hagen-Zahl Hg werden im Folgenden mithilfe der
charakteristischen Lénge L* berechnet. Bei zylindrischen Heatpipes ist L* als Radius des
Dampfkerns definiert, bei flachen Heatpipes entspricht L* der Hohe des Stromungskanals.

-
Re = 24" (3.22)
Nd
L*d
Hg= -2 P (3.23)
n; do

Aufgrund des stetigen Kontakts mit der Phasengrenze wird der Dampf fir alle x als
gesattigt angenommen. % kann folglich mithilfe der Clausius-Clapeyron-Gl. (2.29) be-
rechnet werden:
@ . dpsat . Ahvpd
ar 41 T
Einsetzen der Gln. (3.21) - (3.24) in Gl. (3.20) ergibt schliefllich einen geschlossenen
Ausdruck zur Berechnung der effektiven Warmeleitfahigkeit des Dampfkerns:

(3.24)

AhZpiL*?

(3.25)
ndT%

Ad,eff =

Unter der Annahme von Sattigungsbedingungen hingen die Stoffdaten Ah,, pq und
nq lediglich von der Dampftemperatur ab. Diese Groflen werden in den nachfolgend be-
schriebenen Simulationen daher aus Lookup-Tabellen interpoliert, die mithilfe von NIST
REFPROP v9.0 [102] erstellt wurden. Das Verhéltnis von Hagen- zu Reynolds-Zahl %
verbleibt folglich als einzige Unbekannte in Gl. (3.25). Fir Poiseuille-Stréomungen zwi-
schen parallelen Platten und Hagen-Poiseuille-Stromungen innerhalb kreisrunder Rohre
berechnet sich % zu 12 beziehungsweise zu 82. Unter diesen Randbedingungen und der
Modellierung des Dampfs als ideales Gas entspricht Gl. (3.25) den in [68] vorgeschlage-
nen Ausdriicken zur Berechnung von Aqeq (siehe Gln. (2.38a) bzw. (2.38b)). Abb. 3.20
zeigt den Verlauf der effektiven Dampf-Warmeleitfahigkeit \q s in Abhéngigkeit von
der Temperatur fiir eine Spaltstromung mit L* = 0,7mm und % = 12. Der darge-
stellte, monoton steigende Verlauf ist im Wesentlichen auf die starke Temperaturab-
héngigkeit der Sattdampfdichte zuriickzufiihren, welche nach Gl. (3.25) quadratisch in
die Berechnung der effektiven Warmeleitfahigkeit eingeht. Aufgrund der Geschwindig-
keitskomponenten vy, senkrecht zur Hauptstromungsrichtung (siehe Abb. 3.19) unter-
scheidet sich das Stromungsprofil innerhalb von Heatpipes jedoch signifikant von einer
(Hagen-)Poiseuille-Stromung. Mehrere wissenschaftliche Beitriage liefern analytische Be-
rechnungsvorschriften fiir die entsprechenden Geschwindigkeits- und Druckverteilungen

2Fiir eine detaillierter Herleitung siche Kap. A.2
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Abbildung 3.20.: Verlauf der effektiven Dampf-Warmeleitfahigkeit fiir eine Spaltstro-

mung mit % =12 und L* = 0,7mm. Grundlage fiir die Berechnung;:
Gl. (3.25).

unter der Annahme von vp, = const. Die Verdffentlichungen, die zumeist aus Zeiten
vor moderner digitaler Datenverarbeitung stammen, decken dabei unterschiedliche Stro-
mungsgeometrien und Einstrombedingungen ab: Berman [105], Yuan [106] und Chellam
et al. [107] untersuchten Spaltstromungen unter symmetrischen sowie asymmetrischen
Einstrémbedingungen. Dariiber hinaus untersuchte Yuan die Geschwindigkeitsverteilung
innerhalb von Rohrstromungen mit einer rotationssymmetrischen Verteilung von wvpp
[108]. In jeder dieser Arbeiten wurde eine Stromfunktion in Kombination mit einer Rei-
henentwicklung verwendet, um selbstédhnliche Sétze von Differentialgleichungen zu 16sen.
Dabei wurde entweder ein vernachléssigbares vy, (Re = 0) oder ein dominierender Ein-
fluss von vy, auf das Stromungsfeld (Re]' = 0) angenommen. Re; ist definiert als die
orthogonale Reynolds-Zahl und ist damit ein Maf fiir die Geschwindigkeit vy, an der
Phasengrenze:

o PdUphL*

Nd

vph kann mithilfe der zugehorigen Warmestromdichte q'gh durch die Phasengrenze be-
rechnet werden. Analog zu Kap. 3.1 nimmt qgh positive Werte bei Verdampfung und
negative Werte bei Kondensation an.

Re, (3.26)

q//h
Vph = —= 3.27
ph pdAhv ( )
Re lasst sich schliefllich mithilfe von Gl. (3.28) berechnen:

<1 *

don L
Re; = -2 3.28
+ Ahyng ( )
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Wie bereits erwdhnt basieren die oben genannten Veréffentlichungen auf einem gemein-
samen Ansatz zur Losung des Stromungsfelds. Damit ldsst sich der Druckunterschied
zwischen x = 0 und einer beliebigen Stelle x unabhéngig von der Geometrie und den
Einstrombedingungen formulieren:

=2
pmwwﬁgefﬁQZWM (3.20)
In der obigen Gleichung beschreibt £ einen Parameter, der sowohl von der Strémungsgeo-
metrie als auch von den Einstrombedingungen abhangt. Die Grofien pis; sind Losungspa-
rameter der zugrundeliegenden Reihenentwicklungen. Dariiber hinaus beziehen sich alle
mit ,,0“ indizierten Grofien auf den Koordinatenursprung x = 0 (z.B. wp = u(x = 0)).
Zur Berechnung des Druckgradienten g—g wird Gl. (3.29) nach z differenziert:

dp pdﬁg 1 ( ReL x)
dr - Rep " \* "X Rey I Z““R‘BL (3:30)

Gl. (3.30) ermoglicht nun die Berechnung des Druckgradienten innerhalb von Rohr-
und Spaltstromungen an einer beliebigen Stelle z fiir vy, = const. Um g—i positionsun-
abhingig berechnen zu kénnen und eine Ubertragbarkeit des Berechnungsansatzes auf
Heatpipestromungen zu ermoglichen, wird # durch Gl. (3.31) substituiert:
Re — Regy
=——L" 3.31
o 2Re 1 ( )
Die obige Gleichung gilt sowohl fiir kreisrunde als auch fiir rechteckige Strémungsquer-
schnitte und ergibt sich aus der Kontinuitétsgleichung % = %o + 2% vpn. Daraus folgt:

dp  pauj 1 ( )
Lo _fdho | .iRe 3.32
dx Rey L* ZM eL ( )

Durch Einsetzen der Gln. (3.22) und (3.23) ldsst sich nun Gl. (3.33) formulieren:

Hg Rep < i
&—Qﬂlo&)§m&L (3.33)

Da Heatpipes an ihren beiden Enden (z = 0 und x = L) verschlossen sind, gilt @y = 0
und damit Rey = 0. Dieser Zusammenhang fiihrt schliefllich zu einem vergleichsweise
einfachen Ausdruck zur Berechnung des Verhéltnisses von Hagen- zur Reynoldszahl:

Z s Re, (3.34)
1=0

Es sei darauf hingewiesen, dass die obige Gleichung unter Vernachléssigung von d:;—gh

hergeleitet wurde. Bei der Verwendung von Gl. (3.34) wird folglich implizit angenom-

. dv . . ..
men, dass der Einfluss von d?‘ auf % gegeniiber dem Einfluss von vy}, vernachlissigbar
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

ist. Die Losungsparameter i ; konnen aus den oben genannten Verdffentlichungen [105-
108] entnommen werden und héngen lediglich von Re;, der Heatpipe-Geometrie und
den Einstrombedingungen ab. Wie bereits zuvor erwahnt wurden die entsprechenden
Berechnungen jedoch in Zeiten vor moderner digitaler Datenverarbeitung durchgefiihrt.
Zahlenwerte fiir p5; sind daher lediglich fiir ¢ < 2 verfiigbar. Aktuellere Studien zeigen
jedoch, dass moderne Softwarelosungen wie Wolfram Mathematica entsprechende Rei-
henentwicklungen bis ¢ = 30 ermdoglichen [109]. Tab. 3.4 fasst die veroffentlichten Werte
fir ps; zusammen. Es sei darauf hingewiesen, dass sich in der Literatur keine expliziten

Tabelle 3.4.: Ubersicht der Losungsparameter ts,; fiir zylindrische und flache Heatpipes
(HP), kleine und grofie Re; sowie verschiedene Betriebsbedingungen.

Ms,0 Hs1 Hs,2

Zylindrische HP, Hagen-Poiseuille Stromung (Kap. A.2) 8 0 0

Zylindrische HP, kleine Re; [108] 8 6 -1
Zylindrische HP, groBe Re, [108] 10,602 = n/a
Flache HP, Poiseuille Stromung (Kap. A.2) 12 0 0

Flache HP, beidseitiger Warmeeintrag, kleine Re; [105] 12 2 n/a
Flache HP, beidseitiger Wirmeeintrag, groBe Re, [106] 16,64 72 n/a
Flache HP, einseitiger Warmeeintrag, kleine Re; [107] 12 51 n/a

Angaben iiber etwaige Giiltigkeitsgrenzen finden. Angelehnt an die Klassifizierung von
Yuan [108] unterscheidet Tab. 3.4 daher lediglich zwischen kleinen Re; < 1 und groBen
Re; Z 10. Das Einsetzen von Gl. (3.34) in Gl. (3.25) fithrt schliefllich zu Gl. (3.35), die
zusammen mit Tab. 3.4 eine Berechnung der lokalen effektiven Warmeleitfahigkeit des
Dampfraums erméglicht:
2 272
Ao = —2lvpal (3.35)

nal Z MS,iRei
=0

3.2.2. Modellvalidierung

In diesem Abschnitt wird zunéchst die hergeleitete Gleichung (3.34) zur Berechnung
von % mithilfe detaillierter CFD-Simulationen validiert. Darauf aufbauend findet sich
schliellich die Validierung des finalen Warmeleitungsmodels anhand einer Heatpipe, die
in bestehender Literatur sowohl numerisch als auch experimentell charakterisiert wurde.

Validierung der analytischen Druckberechnung

Im Folgenden wird Gl. (3.34) zur Berechnung von % anhand detaillierter 2D-CFD-
Simulationen unter der Annahme einer stationdren, laminaren und inkompressiblen Stro-
mung validiert. Abb. 3.21 zeigt das dafiir definierte Rechengebiet sowie die zugehdrigen

Randbedingungen. Die Validierung wird exemplarisch an einer durchstromten Kanal-
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3.2. Ein recheneffizienter Ansatz zur Simulation von Heatpipes

Y
I .
Uph = VUph,max COS (7‘(‘3) "
‘m m
i} .
L

< >
- >

Abbildung 3.21.: Rechengebiet und Randbedingungen des Simulationsmodells zur Vali-

dierung der analytisch hergeleiteten Berechnungsvorschrift (3.34) fiir
Hg
Re "

geometrie durchgefiihrt, die sich vollstandig durch ihre Hohe H und ihre Lange L be-
schreiben lasst. Beim Betrieb einer Heatpipe unter stationdren Randbedingungen er-
reicht vpy typischerweise sein positives Maximum im Verdampferabschnitt bei = 0
und sein negatives Maximum im Kondensator bei x = L (siche auch Abb. 3.42). Um
die daraus resultierende Geschwindigkeitsverteilung innerhalb des Dampfraums entspre-
chend zu beriicksichtigen, wird eine kosinusférmige Geschwindigkeitsrandbedingung an
der oberen Kanalwand vorgegeben. Bei y = H wird das Geschwindigkeitsfeld daher
durch die Gln. (3.36a) und (3.36b) beschrieben. Dartiber hinaus wird an den tbrigen
Wiinden die Stokessche Haftbedingung ¥ = 0 vorgegeben (vgl. Gl (3.36¢)).

v(y = H) = —Uph = —Uph,max COS (W;) (3.36a)
uly=H)=0 (3.36b)
u=v=0firy=0,z=0undy=1L (3.36¢)

Basierend auf Gl. (3.36a) lasst sich der Verlauf der orthogonalen Reynolds-Zahl mithilfe
von Gl. (3.37) beschreiben:

Re| = Re| max COS (Wi) (3.37)

Aus Abb. 3.21 und Gl (3.36a) wird ersichtlich, dass der kosinusformige Verlauf von
vph Zu einem Einstrémen im Bereich z < % und zum Ausstromen fur z > é fihrt.
Zur weiteren Analyse wird das dimensionslose Seitenverhéltnis H* = % des Dampf-
kerns eingefiihrt, das fiir typische Heatpipes meist zwischen H* = 0,005 und H* = 0,05
liegt [33, 47, 68, 110]. Um den Einfluss dieses Seitenverhéltnisses auf das Stromungs-
feld zu beriticksichtigen, wurden alle Simulationen sowohl fir H* = 0,005 als auch fir
H* = 0,05 durchgefiihrt. Dariiber hinaus wird die Berechnungsvorschrift fiir % aus-
schliellich anhand dimensionsloser Groflen validiert, um eine Giiltigkeit unabhéngig von
den absoluten Abmessungen der Heatpipe sicherzustellen. Zur Losung des Stromungs-

felds wurde erneut die Software Simcenter STAR-CCM+2 von Siemens verwendet. Wie

3v2020.2.1, Double Precision
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

bereits in Kap. 3.1 erwdhnt, erfordert STAR-CCM+ die Vorgabe dimensionsbehafteter
Stoffeigenschaften. Die Dichte und dynamische Viskositét des stromenden Fluids wurden
daher exemplarisch zu 1kg/m? und 1 mPas angenommen. Aufgrund der dimensionslosen
Betrachtungsweise ist die Wahl der Fluideigenschaften jedoch irrelevant und hat keinen
Einfluss auf die Ergebnisse. Das verwendete Rechengitter setzt sich aus polyedrischen
Zellen zusammen und wurde mithilfe des STAR-CCM+-eigenen , Polyhedral Mesher*
erstellt. Zum Nachweis der Netzunabhéngigkeit zeigt Abb. 3.22 den dimensionslosen
Druckverlust 52 b; £ fiir unterschiedliche Netzdichten (vgl. Ahnlichkeit zur Definition
von Hg in GL (3.23)). Unter Berticksichtigung der Gesamtanzahl Nz numerischer Zellen
ist dabei die Netzdichte v/H* Ny ein Maf} fir die Diskretisierung in y-Richtung. Aus

]

[

<. 1988 ‘ ‘ ‘ ‘
LS
S8
)= 198,7 | .
2
51086 |
~
(&}
2
5 1985 |
g
2 1984 |
g H* = 0,05
é Relmax =4
S 1983 1 1 1 ‘
g 0 20 40 60 80 100

Netzdichte \/H* Nz [-]

Abbildung 3.22.: Netzkonvergenzstudie: Verlauf des dimensionslosen Druckverlusts in
Abhéngigkeit von der Netzdichte.

Gl. (3.36a) wird ersichtlich dass fﬁr kleine L und damit grofle H* Vergleichsweise hohe

Anderungsraten dvp =
Netzkonvergenzstudie mit H* = 0,05 und Re | max = 4 durchgefiihrt. Erwartungsgemaﬁ
ist bei zunehmender Netzverfeinerung ein asymptotischer Verlauf des dimensionslosen

Druckverlusts zu beobachten. Fiir Netzdichten grofer als 60 ist eine Anderung von ALp }7172'0

um weniger als 0,01 % zu beobachten, sodass von einer Netzunabhangigkeit der Losung
ausgegangen wird. Alle folgenden Untersuchungen wurden daher unter Nutzung eines
Rechengitters durchgefiihrt, das durch v/ H* Nz = 60 charakterisiert ist. Um schliellich
die entwickelte Berechnungsvorschrift fiir % zu validieren, wurde das Stromungsfeld fiir
unterschiedliche Re| ,x und H* gelost. Abb. 3.23 zeigt den berechneten Verlauf von

% in Abhéngigkeit von der dimensionslosen z-Position 7. Als Referenz ist zudem der

konstante Verlauf Rg = 12 einer Poiseuille-Strémung dargestellt Fiir die beiden betrach-
teten Seitenverhéltnisse H* = 0,05 und H* = 0,005 wurde das Bestimmtheitsmafl des
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25 : :
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Abbildung 3.23.: Validierung der entwickelten Berechnungsvorschrift fiir %: Vergleich

der analytisch berechneten Ergebnisse mit dem simulativ ermittelten
Verlauf von % in Abhéngigkeit von der dimensionslosen z-Position 7.

Modells im Intervall 0,1 < 7 < 0,9 zu R? > 0,993 berechnet. Besonders soll an dieser
Stelle die gute Ubereinstimmung bei 7 = 0,5 hervorgehoben werden: Die eingangs ge-

troffene Annahme, dass dggh gegeniiber den anderen Termen vernachléssigbar ist, kann
folglich als validiert angenommen werden, da die Anderungsrate der Geschwindigkeit vy,
an der Phasengrenze in der Mitte des Rechengebiets am grofiten ist. In den Randberei-
chen bei 7 = 0 und ¥ =1 féllt jedoch auf, dass die numerischen Ergebnisse gegen —oo
laufen, wahrend Gl. (3.34) endliche Grenzwerte vorhersagt: Die Stokessche Haftbedin-
gung (siehe Gl. (3.36¢)) beeinflusst das Geschwindigkeitsprofil in der Nihe der vertikalen
Wiénde und fiithrt zu Hagen-Zahlen Hg # 0. Aus Abb. 3.23(b) wird deutlich, dass dieser
Effekt fir vergleichsweise kleine H* eine untergeordnete Rolle fiir den Verlauf von %

spielt. Im Gegensatz dazu kann die Geometrie der Heatpipe-Enden fiir untypisch grofle
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Seitenverhéltnisse mit H* > 0,05 einen signifikanten Einfluss auf das Geschwindigkeits-
und Druckfeld der Dampfstromung haben. Fiir typische Heatpipe-Designs mit H* < 0,05
kann der Einfluss der vertikalen Wénde auf % jedoch vernachléssigt werden.

Validierung des thermischen Modells

Im Folgenden wird das entwickelte thermische Modell anhand experimenteller Daten
von Prasher [68] validiert. Prasher fiihrte Temperaturmessungen an einer flachen Heat-
pipe durch, deren Geometrie in Abb. 3.24 dargestellt ist. Die Heatpipe ist 130 mm lang,

95 mm

130 mm

< >
< >

Abbildung 3.24.: Geometrie und Randbedingungen der in [68] experimentell charakteri-
sierten Heatpipe.

3,11 mm hoch, 20 mm breit und nutzt destilliertes Wasser als Arbeitsmedium. Die Di-
cke der unteren Wand, der Kapillarstruktur, des Dampfraums und der oberen Wand
betragt jeweils 0,89 mm, 0,76 mm, 0,7 mm und 0,76 mm. Der Transport des fliissigen Ar-
beitsmediums vom Kondensator- zuriick zum Verdampferabschnitt wird mithilfe einer
gesinterten Kupferstruktur realisiert, die auf der unteren Wand aufgebracht ist und eine
effektive Warmeleitfahigkeit von A\, = 22 W/mK aufweist. Analog zum experimentellen
Aufbau wird im verwendeten thermischen Modell die Warmestromdichte ¢, auf eine
15mm lange Fléche an der Heatpipe-Unterseite aufgepréigt. Die Warmeabfuhr fand im
Experiment mithilfe eines auf einem Rippenkiihlkérper montierten Liifters statt. Unter
Annahme eines konstanten Warmeiibergangskoeffizienten ax entlang des Kondensators
wird die abgefiihrte Warmestromdichte ¢/, daher als konvektive Randbedingung mit-
hilfe von Gl. (3.38) modelliert:

qgus = 0K (T - Tref) (338)

In der obigen Gleichung beschreibt Ty erneut eine als konstant angenommene Refe-
renztemperatur von 20 °C. Dartber hinaus finden sich in Abb. 3.24 die Positionen der
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3.2. Ein recheneffizienter Ansatz zur Simulation von Heatpipes

verwendeten Thermoelemente 77, T5 und T3, die im Experiment zur Bestimmung unter-
schiedlicher Kenngréfien, wie zum Beispiel der mittleren Dampftemperatur Tq genutzt
wurden:

Ty = To + 13

2

In Prashers experimentellen Untersuchungen wurde die mittlere Dampftemperatur durch
Variation der Liifterdrehzahl gesteuert. Analog dazu kann T4 im entwickelten Wirmelei-
tungsmodell mithilfe des Warmeiibergangskoeffizienten ak eingestellt werden. Zur Be-
rechnung von Re; muss die Wérmestromdichte qgh durch die Phasengrenze bestimmt
werden (siehe Gl. (3.28)). Aufgrund der asymmetrischen Heatpipegeometrie und Rand-
bedingungen finden Verdampfung und Kondensation an den jeweils gegeniiberliegenden
Seiten des Dampfkerns statt. Re; wird daher fiir alle Positionen < 65mm an der
Dampfunterseite und fiir x > 65 mm an der Oberseite des Dampfkerns ausgewertet. Zur
weiteren Diskussion und analog zu [68] werden sowohl der axiale Warmewiderstand 64
des Dampfkerns als auch der Verdampfungswiderstand 6y eingefiihrt:

(3.39)

T —T:
04 = 208 (3.40a)
Qein
oy = 1112 (3.40b)
Qein

Wie bereits einleitend erwahnt wird der thermische Widerstand Ry, pn, an der Phasen-
grenze aus dem in Kap. 3.1 vorgestellten Datensatz interpoliert. Prasher spezifiziert in
seiner Veroffentlichung [68] jedoch weder die Porositdt & noch die mittlere Korngro-
Be Rk der Kapillarstruktur. Um dennoch sinnvolle Wertebereiche fiir Ry, pn bestim-
men zu konnen, wird € zu 0,5 und Rk zu 100 pm angenommen. Da der Kontaktwin-
kel ~ zwischen dem flissigen Arbeitsmedium und der Kapillarstruktur wesentlich von
der Oberflachenrauigkeit abhéngt [104], wird 7 als Parameter zur Modellkalibrierung
verwendet. Abb. 3.25 zeigt Simulationsergebnisse fiir den Verlauf des thermischen Wi-
derstands 6y im Verdampferteil der Heatpipe in Abhéngigkeit von dem Kontaktwin-
kel 4. In den zugehoérigen Simulationen wurde der in [68] untersuchte Betriebspunkt
abgebildet, der durch einen Warmestrom Qein = 10W und eine mittlere Dampftem-
peratur von Tq = 80°C charakterisiert ist. Wie bereits in Kap. 3.1 beschrieben, fiih-
ren grofle Kontaktwinkel zu vergleichsweise kleinen Diinnschichtflichen und somit zu
einer Steigerung des thermischen Widerstands 6y des Heatpipe-Verdampferabschnitts.
Zum Vergleich ist in Abb. 3.25 zusétzlich der fiir den betrachteten Betriebspunkt ex-
perimentell bestimmte Verdampferwiderstand von 6y = 0,162K/W dargestellt. Die
zugehorige Messunsicherheit wird darin durch die grau eingefirbten Flidche zwischen
Oy = 0,157K/W und 6y = 0,168 K/W repréasentiert. Fiir Kontaktwinkel zwischen 45°
und 60° zeigt dieser Bereich eine gute Ubereinstimmung mit dem simulierten Verlauf von
Oy . Der schraffierte Bereich in Abb. 3.25 représentiert dariiber hinaus die Messergebnisse
von Hong et al. [104], die Kontaktwinkel zwischen Kupfer und Wasser experimentell zu
73° < 4 < 90° bestimmt haben.* Diese Werte liegen jedoch auBerhalb des zuvor iden-
tifizierten Kontaktwinkel-Intervalls von 45° < v < 60°. Mdogliche Erklarungen fiir diese

4Fiir polierte Oberflichen mit Rauigkeiten unter 8 pm.
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Abbildung 3.25.: Vergleich der simulierten thermischen Widerstdnde 8y mit den experi-
mentellen Daten von Prasher [68] und Hong et al. [104] fiir verschiedene
Kontaktwinkel.

Diskrepanz liegen in Inhomogenititen der Korngrofle, -form oder -verteilung der gesin-
terten Kapillarstruktur. Die Ergebnisse bestdtigen, dass v fiir die vorliegende Heatpipe
eher als Kalibrierungsparameter anstelle eines universellen und omniprésenten Kontakt-
winkels an ideal kugelférmigen Sinterpartikeln verstanden werden sollte. Bei allen im
Folgenden beschriebenen Simulationen wurde daher ein Kontaktwinkel von v = 52°
zur Berechnung des thermischen Widerstands Ry, pn an der Phasengrenzflache verwen-
det. Abb. 3.26 zeigt schlielich den resultierenden Verlauf von Ry pn abhéngig von der
Dampftemperatur. Zum Vergleich sind zudem die entsprechenden Verlaufe fiir v = 45°
und 60° sowie fiir die aus Hong et al. [104] erwarteten Kontaktwinkel zwischen 73° und
90° dargestellt. Wie bereits ausfiihrlich in Kap. 3.1 diskutiert sinkt Ry pn monoton mit
steigender Dampftemperatur: Bei einer Steigerung von Ty von 7°C auf 127°C zeigen
die Daten eine Abnahme des thermischen Widerstands an der Phasengrenze um den
Faktor 2,6. Zur Validierung des in diesem Abschnitt entwickelten thermischen Modells
wird, analog zu den Ausfithrungen in [68], der dimensionslose thermische Widerstand
des Dampfkerns G4 eingefiihrt. Die vorgenommene Normierung erméglicht zudem eine
Ergebnisdiskussion unabhangig vom verwendeten Kontaktwinkel.

04(Tq)

Oq = ——
47 9a(Ty = 55°C)

(3.41)

Um zunichst die Abhéngigkeit des thermischen Widerstands 64 bei Tq = 55°C von
Qein zu quantifizieren, wurden Simulationen fiir unterschiedliche Wéarmestréme durch-

gefiihrt: Bei einer Steigerung von Qein = 10 W auf 40 W ist ein Anstieg des thermischen
Widerstands des Dampfkerns von 8,77-1073 K/W auf 9,18-10~3 K /W zu beobachten. Der
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Abbildung 3.26.: Verlauf des thermischen Widerstands an der Phasengrenze fiir die be-
trachtete Heatpipe in Abhéngigkeit von der Dampftemperatur.

gesteigerte Warmeeintrag fithrt nach Gl. (3.28) unmittelbar zu einer Erhohung von Re |,
nach GI. (3.35) damit zu einer verringerten effektiven Dampf-Wéarmeleitfahigkeit und er-
klart folglich den Anstieg von 4. Durch die dimensionslose Formulierung in Gl. (3.41)
ist ©4 jedoch unabhingig vom zugefithrten Warmestrom. In Abb. 3.27 ist schliefflich
der berechnete Verlauf von ©4 in Abhéngigkeit von der gemittelten Dampftemperatur
T, dargestellt. Zur Bewertung und Validierung des in diesem Abschnitt entwickelten
thermischen Modells zeigt Abb. 3.27 zudem die von Prasher [68] experimentell ermit-
telten Daten. Sowohl die numerischen als auch die experimentellen Ergebnisse zeigen
eine starke Abhéngigkeit des dimensionslosen thermischen Dampf-Widerstands von der
mittleren Dampftemperatur. Mit steigenden Tq nimmt ©4 ab und néhert sich asympto-
tisch dem Wert Null; zwischen T4 = 30°C und T4 = 55°C ist beispielsweise ein Abfall
von ©4 um circa 90 % zu beobachten. Der beschriebene Verlauf lasst sich mafigeblich
auf das Verhalten der effektiven Dampf-Wérmeleitfahigkeit A o zuriickfithren, die eine
stark positive Temperaturabhéngigkeit aufweist (siehe Abb. 3.20). Der berechnete Ver-
lauf von B4 stimmt sowohl qualitativ als auch quantitativ gut mit den experimentellen
Daten iiberein. Dariiber hinaus wurden die auftretenden orthogonalen Reynoldszahlen
berechnet, die in keinem der betrachteten Betriebspunkte einen Wert von |Re) | = 3,7
iibersteigen und damit ausschliefllich innerhalb des zuvor validierten Bereichs liegen.
Das entwickelte Heatpipe-Simulationsmodell wird daher als validiert angenommen und
im Folgenden zum Stand der Technik abgegrenzt.

3.2.3. Vergleich der Simulationsmethodik mit dem Stand der Technik

Im Folgenden wird das zuvor entwickelte und kalibrierte Modell mit dem Simulationsan-
satz von Prasher [68] verglichen, welcher den Stand der Technik zur wirmeleitungsbasier-
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Abbildung 3.27.: Simulationsergebnisse und experimentelle Daten fiir den normierten
thermischen Widerstand des Dampfkerns abhingig von der mittleren
Dampftemperatur.

ten Heatpipesimulation repréisentiert (siche Kap. 2.2.4). Die wesentlichen Unterschiede
sind nachstehend zusammengefasst:

o Wie bereits erwahnt entwickelte Prasher eine zu Gl. (3.25) dhnliche Berechnungs-
vorschrift fiir Ages. Der Druckgradient wurde jedoch unter der Annahme einer
Poiseuille-Stromung ermittelt, sodass der Einfluss von Verdampfung und Kon-
densation auf die effektive Dampf-Warmeleitfahigkeit nicht beriicksichtigt werden
kann.

e In dem von Prasher entwickelten Modell werden die Stoffdaten Ah,, pq und ng
mithilfe der mittleren Dampftemperatur berechnet. Im Gegensatz zu dem in dieser
Arbeit entwickelten Ansatz kann der Einfluss lokaler Temperaturinhomogenitéten
auf die effektive Dampf-Warmeleitfihigkeit folglich nicht abgebildet werden.

e Das Wirmeleitungsmodell von Prasher sieht an der Grenzfliche zwischen Kapil-
larstruktur und Dampfkern keinen thermischen Widerstand vor. Der in Kap. 3.1
quantifizierte Verdampfungs- und Kondensationswiderstand an der Phasengrenze
Ry pn wird daher vernachlassigt.

Um die Auswirkungen der aufgezeigten Unterschiede auf die Giite der Simulationsergeb-
nisse zu quantifizieren, wurde die in Abb. 3.24 dargestellte Heatpipe sowohl mit dem
Modell von Prasher als auch mit dem in dieser Arbeit entwickelten Ansatz simuliert.
Nach Tab. 3.4 zeichnet sich die Stromung innerhalb der betrachteten flachen Heatpipe
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3.2. Ein recheneffizienter Ansatz zur Simulation von Heatpipes

mit einseitigem Wéarmeein- und -austrag durch pso = 12 und ps1 = % aus. Zusammen

. . . . . H
mit Gl. (3.28) ergibt sich daher folgende Berechnungsvorschrift fiir 37:

H -1 H
Hy _ 19 8L G
Re 35 Ahvnd

(3.42)

Alle Simulationen wurden fiir einen Warmestrom von Qein = 40 W, eine mittlere Dampf-
temperatur von Tq = 20 °C und eine Referenztemperatur von Tyef = 10 °C durchgefiihrt.
Abb. 3.28 zeigt den berechneten Verlauf von % in z-Richtung. Zum Vergleich ist zudem
die Konstante % = 12 dargestellt, die sich aus Prashers Annahme einer Poiseuille-
Stromung ergibt (siehe Kap. A.2). Im Verdampferabschnitt der Heatpipe fiithrt der Ver-

25 T T T I
—— Entwickeltes Modell
- -- Modell Prasher [68]
20 | Verdampfer/Kondensator ||
Se |
10 i
5 l | | | | |

0 0,02 0,04 006 008 0,1 0,12

Position in z-Richtung [m ]

Abbildung 3.28.: Berechneter Verlauf von % in Abhéngigkeit der axialen Position .

Zum Vergleich ist zudem die Konstante % = 12 dargestellt, die sich
aus Prashers Annahme einer Poiseuille-Stromung ergibt.

dampfungsmassenstrom, welcher im Modell durch die Wéarmestromdichte q';)’
tiert wird, zu einer Uberhéhung von %. Verglichen mit einer Poiseuille-Stromung ist
daher eine Abweichung um bis zu 72 % zu beobachten. Im Gegensatz dazu fiihrt Kon-
densation im gekiihlten Teil der Heatpipe zu Werten, die um bis zu —48 % von % =12
abweichen. Die zugehorigen orthogonalen Reynoldszahlen wurden fiir jede Position x
zu |Rey | < 3,72 berechnet und liegen damit erneut im zuvor validierten Bereich (siehe
Abb. 3.21). Die implizit getroffene Annahme kleiner Re ist folglich hinreichend erfiillt.
Dariiber hinaus deutet der grofle Gradient von % bei x = 0,1 m auf einen starken Anstieg
der Warmestromdichte q';'h durch die Phasengrenze hin: Wahrend die vergleichsweise ge-
ringe Warmeleitfahigkeit der Kapillarstruktur eine Temperaturspreizung innerhalb der
unteren Wand begiinstigt, fiihrt der vernachléssigbare thermische Widerstand zwischen
Dampfkern und Heatpipe-Oberseite zu einer stark inhomogenen Verteilung von Tempe-
ratur und Wéarmestromdichte. Das Verhéltnis von Hagen- zur Reynolds-Zahl wirkt sich

L, repréasen-

73



3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

nach Gl (3.25) direkt auf die effektive Warmeleitfdhigkeit des Dampfs aus. Zur Bewer-
tung dieses Einflusses zeigt Abb. 3.29 den Verlauf von A\q s entlang der z-Achse. Wie

-10*
= ‘ﬁ 5 x : : ‘
—— Entwickeltes Modell
- - - Modell Prasher [68]
4 Verdampfer /Kondensator ||

1 | | | | | |
0,02 0,04 0,06 008 01 0,12

Wiérmeleitfahigkeit Dampf Ag s [

o

Position in z-Richtung [m ]

Abbildung 3.29.: Vergleich des simulierten Verlaufs von Ageg mit der Berechnung von
Prasher [68].

bereits einleitend erwéhnt wird Ag g in dem Modell von Prasher auf Basis der mittle-
ren Dampftemperatur ermittelt. Im betrachteten Betriebspunkt ergibt sich daher eine
konstante effektive Dampf-Wérmeleitfahigkeit von A\q e = 26 400 W/mK iiber das kom-
plette Dampfkontinuum. Im Gegensatz dazu verwendet das in dieser Arbeit entwickelte
Modell die ortsabhéngige Dampftemperatur zur Berechnung von Agef. In Kombination
mit dem ungleichméfigen Verlauf von % fiihrt diese Temperaturabhéangigkeit zu einer
komplexen Verteilung von Ay eg: Im Verdampferabschnitt ist ein Anstieg der Warmeleit-
fahigkeit auf bis zu 35200 W /mK zu beobachten, der sich auf den negativen Gradienten
von % in diesem Bereich zuriickfithren ldsst. Im adiabaten Bereich der Heatpipe ist fiir
0,026m < z < 0,099 m eine monotone Abnahme von g e auf 14900 W/mK zu beob-
achten. Auffallig dabei ist der gleichzeitige, monotone Abfall der Dampftemperatur in
diesem Bereich (siehe Abb. 3.30). Der negative Temperaturgradient allein wiirde jedoch
nach Gl. (3.35) zu einem Anstieg der Wérmeleitfihigkeit fithren. Fiir niedrige Ty ist die
Dampfdichte pq jedoch stark temperaturabhéingig und {iberkompensiert diesen Effekt.
Im Kondensatorbereich tiberwiegt die starke Abnahme von % und fithrt schliellich zu
einem erneuten Anstieg der effektiven Dampf-Warmeleitfahigkeit. Abb. 3.30 zeigt den
resultierenden Temperaturverlauf innerhalb des Dampfkerns entlang der z-Achse. Beide
Simulationsansétze sagen eine monotone Abnahme der Dampftemperatur iiber die Lén-
ge der Heatpipe voraus. Verglichen mit dem in [68] vorgeschlagenen Modell fithrt die
gesteigerte Dampf-Wérmeleitfahigkeit zwischen x = 0,013 m und « = 0,06 m jedoch zu
einer hoheren Dampftemperatur in der adiabaten Zone. Durch die niedrigere Warme-

leitfahigkeit fir y > 0,06 m kehrt sich dieser Effekt im Kondensatorbereich der Heatpipe
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Abbildung 3.30.: Vergleich des berechneten Verlaufs der Dampftemperatur entlang der
x-Achse mit den Ergebnissen von Prasher [68].

jedoch um und fithrt dort zu vergleichsweise geringen Dampftemperaturen. Zur abschlie-
Benden Bewertung des thermischen Verhaltens der gesamten Heatpipe zeigt Abb. 3.31
die Verteilung der Temperatur Ty, entlang der Auflenwand. Analog zu ql'o’h wurde Ty, fir
z < 0,65 mm aufgrund der asymmetrischen Randbedingungen ebenfalls an der Heatpipe-
unterseite ausgewertet. Fiir x > 0,65 mm fand die Auswertung der Temperatur entlang
der oberen Heatpipewand statt. Im Verdampferabschnitt liefert das entwickelte Modell

35 T ; - :
—— Entwickeltes Modell

© 50l - -- Modell Prasher [68]
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&
5 25
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Abbildung 3.31.: Vergleich des berechneten Verlaufs der Temperatur entlang der
Heatpipe-Auflenwand mit den Ergebnissen von Prasher [68].

Wandtemperaturen, die um bis zu 17,6 % hoher sind als die Ergebnisse, die mit dem
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

von Prasher vorgeschlagenen Modell ermittelt wurden.® Diese Abweichung ldsst sich auf
den aufgeprigten thermischen Widerstand an der Phasengrenze zuriickfithren, der im
betrachteten Bereich zu Ry, pn ~ 2,8 - 107° m2K/W berechnet wurde. Diese Differenz
fithrt schlielich auch zu abweichenden thermischen Widerstanden Ry, yp der gesamten
Heatpipe:

Tw,max - Tw,min
Qein
Ry mp errechnet sich zu 0,5 K/W fiir das in dieser Arbeit entwickelte Simulationsmodell.
Unter Verwendung des von Prasher vorgeschlagenen Berechnungsansatzes wurde Ry, pn
zu 0,396 K/W bestimmt. Neben dem Einfluss des thermischen Widerstands Ry, pn an der
Phasengrenze ldsst sich diese Abweichung von iiber 20 % vor allem mit den abweichenden
Verlaufen der Dampftemperatur begriinden. Um diesen Zusammenhang genauer bewer-
ten zu kénnen, zeigt Abb. 3.32 den Temperaturabfall ATy = T4 max — Td,min innerhalb
der Dampfstromung in Abhéngigkeit von der gemittelten Dampftemperatur. Fiir gerin-

Rth,HP - (343)

—_
[\)

—_
(e}
|

Temperaturabfall Dampf ATy [°C]
D
|

0 . 3
20 40 60 80 100

Gemittelte Dampftemperatur Ty [°C]

Abbildung 3.32.: Berechneter Temperaturabfall der Dampfstréomung in Abhingigkeit
von der mittleren Dampftemperatur.

ge Dampftemperaturen mit Tq < 60 °C ist ein vergleichsweise starker Temperaturabfall
ATy zu beobachten. Zur hinreichend genauen Berechnung des thermischen Verhaltens
einer Heatpipe sei daher vor allem in diesem Bereich eine lokal aufgeloste Berechnung
der effektiven Dampf-Warmeleitfdhigkeit empfohlen. Im Gegensatz dazu nédhert sich ATy
fiir Temperaturen Tq > 60°C asymptotisch dem Wert Null an und kann folglich ver-
nachléssigt werden. Es sei jedoch explizit darauf hingewiesen, dass sich diese Grenze fiir
kleinere Stromungsquerschnitte hin zu hoheren Dampftemperaturen verschiebt, da Ag e
quadratisch von der Kanalhthe abhéngt (siehe Gl. (3.35)).

®Bezogen auf die Referenztemperatur Tref = 10°C
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3.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

3.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

In diesem Abschnitt wird ein Mehrphasen-Simulationsmodell fiir Heatpipes vorgestellt,
das im Rahmen der vorliegenden Arbeit entwickelt wurde. Der Ansatz ergénzt die beste-
hende Literatur um eine Methodik, die das thermische Verhalten von Heatpipes erstmals
mittels einer Volume-of-Fluid-Modellierung von Dampfraum und Kapillarstruktur abbil-
det. Das finale Modell liefert detaillierte Einblicke in die Geschwindigkeits- und Druck-
verteilung der Fliissigkeits- und Dampfstromung und bietet damit perspektivisch die
Moglichkeit zur Optimierung von Kapillarstruktur, Heatpipegeometrie sowie der Leis-
tungsgrenzen. Es sei darauf hingewiesen, dass die folgenden Abschnitte Ergebnisse refe-
renzieren, die bereits vorab in [111] veroffentlicht wurden.

3.3.1. Modellentwicklung

Beim Betrieb von Heatpipes innerhalb ihrer Leistungsgrenzen befindet sich der fliissige
Anteil des Arbeitsmediums in der Kapillarstruktur und ist {iber eine scharfe Grenzfla-
che von der Gasphase getrennt. Im entwickelten Modell wird daher sowohl die fliissige
als auch die dampfformige Phase unter Annahme eines laminaren und Newtonschen
Fluidverhaltens mithilfe der Volume-of-Fluid-Methode abgebildet. Das gesamte Fluid-
volumen der Heatpipe ldsst sich folglich mithilfe der Navier-Stokes-Gleichungen (2.1)
- (2.4) und der Transportgleichung (2.31) fiir den Volumenanteil ¢; beschreiben. Da
in den folgenden Untersuchungen ausschliefllich Wasser als Arbeitsmedium betrachtet
wird, werden die Stoffdaten der fliissigen und dampfférmigen Phase in Abhéngigkeit von
Temperatur und Druck mithilfe des TAPWS-97-Modells [112] bestimmt. Es sei jedoch
explizit darauf hingewiesen, dass der entwickelte Modellierungsansatz auch fiir abwei-
chende Arbeitsmedien verwendet werden kann. Um die thermischen Eigenschaften der
gesittigten Kapillarstruktur entsprechend zu berticksichtigen, wird der fliissigen Pha-
se die Warmeleitfahigkeit A\ zugeordnet, die sich mithilfe semiempirischer Ausdriicke
berechnen lésst (siehe Kap. 2.2.2). Die Heatpipe-Wand, modelliert als reines Warmelei-
tungsproblem, wird mit dem Fluidmodell gekoppelt und erméglicht die Abbildung der
Temperaturspreizung im Verdampfer- und Kondensatorabschnitt der Heatpipe. Zur Lo-
sung des beschriebenen Gleichungssystems wird schliellich die kommerziell verfigbare
Software Simcenter STAR-CCM+% von Siemens verwendet.

Phasenwechsel

Beim Betrieb einer Heatpipe innerhalb ihrer Leistungsgrenzen findet der Phasenwechsel
ausschliefllich an der Grenzfliche zwischen Dampfkern und Kapillarstruktur statt. Im
entwickelten Modell werden die Quell- und Senkterme fiir Fliissigkeit und Dampf daher
ausschliefllich an dieser Phasengrenzflache implementiert. In einem diskreten Rechengit-
ter wird die fliissige (pq = 1) von der dampfférmigen Phase (pq = 1) durch die Zellen
an der Phasengrenze getrennt, welche folglich durch 0 < ¢; < 1 charakterisiert sind.

6v2020.2.1, Double Precision
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Abb. 3.33 veranschaulicht die Modellierung des Phasenwechsels am Beispiel einer Zel-
le an der Phasengrenze. Darin beschreibt Az ), die Querschnittsfliche dieser Zelle. Die

Flissigkeit
‘ . = 1
mph,ﬂ
\]
Phasengrenze
Az.ph
< Lo > 0<p; <1
|
.
ph,
Dampf
pa =1

Abbildung 3.33.: Modellierung des Phasenwechsels: Fliissiges Arbeitsmedium tritt in ei-
ne numerische Zelle der Phasengrenzflache ein und stromt als Dampf
aus.

Massenstromdichte mgh durch die Phasengrenze wird im entwickelten Modell mithilfe
von Gl. (3.44) berechnet:

- Tph — Tsat

ph Rth,phAhV

Im Fall eines verdampfenden Arbeitsmediums nimmt mgh folglich positive Werte an,
bei Kondensation wird mgh negativ. Der thermische Widerstand Ry, pn, an der Phasen-
grenze wird erneut mithilfe des in Kap. 3.1 entwickelten Datensatzes bestimmt, um den
Einfluss der Kapillarstruktur auf den Phasenwechsel abzubilden. Dabei wird die lokal
aufgeloste Temperatur T}, an der Phasengrenzfliche zur Interpolation zwischen zwei
Temperaturstiitzstellen des Datensatzes genutzt. mgh kann schliellich zur Berechnung
des Dampf-Quellterms ¢4 genutzt werden:

(3.44)

$a = L Azpn
= i/l —
P2 pa Vz,ph

(3.45)

In der obigen Gleichung beschreibt V7, das Volumen der betrachteten Zelle an der
Phasengrenze. Aus der Massenbilanzierung dieser Zelle folgt mgh,ﬁ = mghyd (Vorzeichen-
konvention geméf Abb. 3.33). Unter Nutzung von Gl. (2.32) ldsst sich darauf aufbauend
der Quellterm g des fliissigen Phasenanteils berechnen:

o1 = —Pa— (3.46)
PA

Unter der Annahme konvektiven Siedens finden Verdampfung und Kondensation le-
diglich im Bereich der Grenzfliche zwischen Dampfraum und Kapillarstruktur statt.
Die beiden Quellterme ¢4 und g sind daher ausschlieflich an der Phasengrenze aktiv
und werden im tibrigen Fluid-Kontinuum zu Null angenommen. Durch die beschriebene
Kopplung der Quellterme wird die Verdampfungsenthalpie durch Star-CCM+ automa-
tisch beriicksichtigt, eine gesonderte Definition zusétzlicher Warmequellen und -senken
ist in diesem Fall folglich nicht notwendig.
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3.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

Stromungswiderstand der Kapillarstruktur

Der Stromungswiderstand der porésen Kapillarstruktur wird mithilfe einer Impulsquel-
le f” innerhalb der fliissigen Phase beriicksichtigt, die auf der Darcy-Forchheimer-
Gleichung basiert und bereits in Kap. 2.1.2 vorgestellt wurde:

[ (;7{ + \/’%p|7|> s (3.47)

Der Tragheitskoeffizient § wird im Folgenden zu 0,55 angenommen, entspricht damit
dem in [35] experimentell ermittelten Wert und erméglicht so eine Vergleichbarkeit mit
Ergebnissen in der Literatur (vgl. Kap. 2.1.2). Die Permeabilitdat K héngt stark von der
gewéhlten Kapillarstruktur ab und verbleibt zunéchst als freier Parameter.

Kapillardruckdifferenz

Die Kapillarstruktur transportiert kondensiertes fliissiges Arbeitsmedium zuriick zum
Verdampferteil der Heatpipe. Wie bereits in Kap. 2.2.1 beschrieben, fithrt die lokal mi-
kroskopisch gekriimmte Phasengrenze zu einem Drucksprung zwischen der fliissigen und
dampfformigen Phase, erzeugt so den treibenden Druckgradienten und kompensiert die
zuyor erwahnten Druckverluste. Dieser Zusammenhang wird mithilfe von Impulsquellen

on modelliert, die senkrecht auf die Phasengrenze aufgeprigt werden. Der Berechnungs-

ansatz fiir fj wird im Folgenden exemplarisch fiir eine zylindrische Heatpipe beschrie-

ben, kann jedoch auf beliebige Heatpipegeometrien iibertragen werden. Abb. 3.34 zeigt
ein infinitesimal schmales Element der Kapillarstruktur, an dem sich die mittlere Stro-
mungsgeschwindigkeit 7, mithilfe folgender Massenbilanz herleiten lasst:

Abbildung 3.34.: Massenbilanz an einem infinitesimalen Element der Kapillarstruktur.

mk(az) — (mk + dmk) — mthWRphdx =0 (348)
In der obigen Gleichung beschreibt Ry, die radiale Position der Phasengrenze. Der Mas-
senstrom 7y axial durch die Kapillarstruktur kann mithilfe von Gl. (3.49) berechnet

werden, in der Ay als effektiver Stromungsquerschnitt der Kapillarstruktur definiert ist.

my = pgAxTx (3.49)
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

Durch Substitution von 7y in Gl. (3.48) durch Gl. (3.49) ergibt sich:
—paAxdoi — mghQﬂ'RPhdx =0 (3.50)

Schliefllich fithrt eine Trennung der Variablen und die anschlielende Integration zu einer
Berechnungsvorschrift fiir vy:

2r [* 1
vk (x) = _Ak/O o — Ry, di (3.51)

Die Darcy-Forchheimer-Gleichung wurde bereits in Kap. 2.1.2 beschrieben und kann zur
Beschreibung des Druckgradienten in der Kapillarstruktur genutzt werden:

dp n_.o, B )
- __ (L .52
. (Kvk + \/I?pvk|vk| (3.52)
Die Integration von Gl. (3.52) liefert schliefllich einen Ausdruck zur Berechnung des
Druckverlaufs innerhalb der Kapillarstruktur. pg(zr) beschreibt darin den Fliissigkeits-
druck im Flutpunkt der Heatpipe:

Pa ( pﬁ JZF +/ ( + pﬁ|vk> Tk A (3.53)

Der Flutpunkt xp definiert die Position innerhalb einer Heatpipe, an der die Druckdif-
ferenz zwischen Dampfraum und Kapillarstruktur minimal ist. Der Flutpunkt befindet
sich typischerweise im Kondensatorabschnitt, in dem die Kapillarstruktur weitgehend
mit fliisssigem Arbeitsmedium geséttigt und die Phasengrenze nahezu ungekriimmt ist
(siehe Abb. 2.11). Fiir die Simulation von Heatpipes kann der Drucksprung im Flutpunkt
vernachléssigt werden [59] und es gilt im Folgenden pg(zr) = pa(xr). Der Drucksprung
an der Phasengrenze App, = pq — pa lasst sich schlieBlich fiir beliebige = mithilfe von
Gl. (3.54) berechnen:

Apph(2) = pa(x) — pa(zr) +/ ( pﬂ\vk> T d (3.54)

Zur Bertucksichtigung dieses Drucksprungs wird im Simulationsmodell, wie eingangs er-
wihnt, eine volumetrische Impulsquelle [ | auf die numerischen Zellen der Phasengrenze

aufgeprigt. Die Richtung von erd orthogonal zur Phasengrenze gewéhlt, ihr Betrag
mithilfe von Gl. (3.55) bestlmmt
A A
f///( )‘ — pph(x) Z,ph (355)
Vz.ph

3.3.2. Anwendung der Simulationsmethodik auf eine zylindrische
Heatpipe, Modellvalidierung und Vergleich mit dem Stand der
Technik

Im Folgenden wird die entwickelte Simulationsmethodik mithilfe experimenteller Daten
validiert und gegeniiber dem Stand der Technik abgegrenzt. Als Vergleichsbasis werden
dazu die Untersuchungen von Solomon et al. herangezogen, in denen eine zylindrische
Heatpipe sowohl experimentell als auch simulativ charakterisiert wurde.
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3.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

Referenzfall

In Abb. 3.35 sind die Abmessungen und Randbedingungen einer zylindrischen Heatpipe
dargestellt, die von Solomon et al. [32] experimentell untersucht wurde. Die Heatpipe

Verdampfer Kondensator

LU T
Dampf %1 ;ﬁ g“

T 1 T,

Abbildung 3.35.: Geometrie und Randbedingungen der experimentell untersuchten
Heatpipe von Solomon et al. [32]. Alle Mafle verstehen sich in Milli-
meter.

ist 350 mm lang, hat einen Auflenradius von 9,75 mm und verwendet destilliertes Wasser
als Arbeitsmedium. Entlang des 100 mm langen Verdampferabschnitts wurde ein kon-
stanter Wirmestrom von Qein = 250 W beziehungsweise eine flichenspezifische Warme-
stromdichte von ¢, = 40809 W/m? aufgepriigt. Der 150 mm lange Kondensatorbereich
wurde im Experiment mithilfe eines Wassermantels gekiihlt. Solomon et al. schlagen
daher eine konvektive Randbedingung zur Berechnung der Warmestromdichte ¢/ . im

aus
Kondensator vor (vgl. Gl. (2.16)):
qla/us = QK (T - Tref) (356)

Bei einer Vorlauftemperatur von Ties = 298,15 K wurde der zugehorige Warmeiiber-
gangskoeffizient zu ax = 1070 W/m?K bestimmt. Zur Vermeidung von Wirmeverlusten
in die Umgebung wurde zudem der Bereich zwischen £ = 100mm und z = 200 mm
mit einem Glasfasermaterial isoliert und wird daher im Folgenden als adiabat angenom-
men. Zusétzlich zu ihren experimentellen Untersuchungen fiithrten Solomon et al. CFD-
Simulationen mit dem von Vadakkan et al. [33] entwickelten Mehrphasenmodell durch.
Wie in Kap. 2.2.4 beschrieben wird dieses Modell von zahlreichen Veroffentlichungen als
Stand der Technik zur Heatpipe-Simulation herangezogen und basiert auf einer getrenn-
ten Losung der Stromungsfelder innerhalb des Dampfraums und der Kapillarstruktur.
Dabei findet die Kopplung der beiden Rechengebiete mithilfe eines starren Interfaces
an der Phasengrenze statt. Das Modell verwendet zudem temperaturunabhéngige kon-
stante Stoffeigenschaften, die sich zusammengefasst in Tab. 3.5 finden. Zum Vergleich
gibt Tab. 3.5 zusitzlich eine Ubersicht iiber die im Rahmen dieser Arbeit verwende-
ten Werte. f(T,p) kennzeichnet darin die temperatur- und druckabhéngige Berechnung
der Fluideigenschaften mithilfe des IAPWS-Modells [112]. Wie zuvor beschrieben wird
der thermische Widerstand Ry, pn an der Phasengrenze erneut unter Nutzung des in
Kap. 3.1 entwickelten Datensatzes abgebildet. Dazu wurde der Datensatz zunéchst fir
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Tabelle 3.5.: Ubersicht iiber die von Solomon et al. und die in dieser Arbeit angenomme-
nen und Stoffeigenschaften. f(T',p) weist auf die Verwendung temperatur-
und druckabhéngiger Werte unter Nutzung des IAPWS-Modells [112] hin.

Solomon et al. [32] Diese Arbeit

Wand Dichte 8978 kg /m? 8978 kg /m?
Spezifische Wérmekapazitdt 381 J/kgK 381 J/kgK
Wirmeleitfahigkeit 387,6 W/mK 387,6 W/mK

Flissigkeit bzw. Dichte 991,08 kg/m? f(T,p)

Kapillarstruktur Dynamische Viskositéat 1-1073Pas f(T,p)
Permeabilitét 1,52 10719 m? 1,52-10719m?
Spezifische Warmekapazitat 4200 J/kgK f(T,p)
Wiérmeleitfahigkeit 1,3W/mK 1,3W/mK

Dampf Dichte 0,2kg/m? f(T,p)
Dynamische Viskositét 8-107%Pa/s f(T,p)
Spezifische Wéarmekapazitdt 1861 .J/kgK f(T,p)
Wirmeleitfahigkeit 0,0189 W/mK f(T,p)
Verdampfungsenthalpie 2446,36 kJ /kg f(T,p)

die in [32] beschriebene Kapillarstruktur mit einer Porositdt von ¢ = 0,63 und einer
charakteristischen Léinge L* = 90 um ausgewertet, der Kontaktwinkel wurde auf Basis
der Experimente in [104] zu ¢ = 73° angenommen. Abb. 3.36 zeigt den resultierenden
Verlauf von Ry, pn und erméglicht schlieflich die Berticksichtigung des thermischen Wi-
derstands an der Phasengrenze abhéingig von der lokalen Dampftemperatur Ty. Dariiber
hinaus zeigt Abb. 3.36 den Bereich zwischen der niedrigsten und héchsten von Solomon
et al. gemessenen Wandtemperatur. Die Dampftemperatur muss folglich innerhalb dieses
Bereichs liegen und erméglicht eine erste Abschétzung des thermischen Widerstands an
der Phasengrenze zu 1,63 - 107° m?K/W < R, ph < 2,33 - 107° m2K/W.

Initiallosung

Zur Optimierung der Rechenzeit wird die Initiallésung der Temperaturverteilung un-
ter Nutzung des in Kap. 3.2 entwickelten Wéarmeleitungsmodells berechnet. Sowohl die
Wand, die Kapillarstruktur als auch der Dampfkern der Heatpipe werden dazu folglich
als Festkorper modelliert und mithilfe der stationdren Wéarmeleitungsgleichung (2.13)
beschrieben. Wéhrend die Warmeleiteigenschaften von Wand und Kapillarstruktur ent-
sprechend Tab. 3.5 gewdhlt werden, wird die effektive Warmeleitfahigkeit A\qeg des
Dampfraums mittels Gl. (3.35) modelliert. Das dafiir erforderliche Verhéltnis von Hagen-
zu Reynolds-Zahl léasst sich nach Tab. 3.4 fiir die betrachtete zylindrische Heatpipegeo-
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Abbildung 3.36.: Verlauf des thermischen Widerstands R, pn an der Phasengrenze in
Abhéngigkeit von der Dampftemperatur 7y. Der hervorgehobene Be-
reich kennzeichnet das Intervall fiir die erwartete Dampftemperatur Tjy.

metrie mit radialsymmetrischem Wéarmeein- und -austrag mithilfe von Gl. (3.57) bestim-
men:

Hy a -,
To =8+ 06Re, — o Re (3.57)

Die Berechnungsvorschrift fir die lokal aufgeloste effektive Dampf-Warmeleitfahigkeit
ergibt sich schliellich zu:
Ah\%pglR?)h

naT (8 + 6Re; — %Rei)
Die orthogonale Reynolds-Zahl Re; wird dazu erneut abhingig von der Warmestrom-
dichte q'gh durch die Phasengrenze mithilfe von Gl. (3.28) berechnet. Mit dem beschrie-
benen Vorgehen kann so eine Initallésung der Temperaturverteilung Ty innerhalb der
Heatpipe recheneflizient ermittelt werden. Aus Tp lésst sich zudem eine initiale Druck-
verteilung pg fiir den Dampfraum und die Kapillarstruktur ableiten:

(3.58)

Po = Psat (Td,o) (3.59)
In der obigen Gleichung beschreibt T4 die volumengemittelte Initialtemperatur des
Dampfraums. Das Geschwindigkeitsfeld wird mit o5 = 0 initialisiert. Mithilfe von

Gl. (3.60) wird schlieflich eine initiale Verteilung des Dampf-Volumenanteils ¢q 9 vorge-
geben:

1 fir den Dampfraum mit r < R
a0 = { P P (3.60)

0 fiir die Kapillarstruktur mit » > R,

Durch g9 = 1 —pq, ergibt sich daraus unmittelbar die initiale Verteilung des fliissigen
Volumenanteils, die grafisch in Abb. 3.37 dargestellt ist.
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Festkorper-Region Fluid-Region Phasengrenze ,,ph*

Anfangsverteilung des fliissigen Volumenanteils ¢q o [-]

0,0 0,2 0,4 0,6 0,8 1,0

Abbildung 3.37.: Initiale Verteilung des fliissigen Volumenanteils ¢q .

Netzkonvergenzstudie

Das Rechengebiet wird mithilfe eines gleichméfiigen numerischen Gitters (engl. regular
grid) diskretisiert, dessen rechteckige Zellen sich durch ein Seitenverhéltnis von % =

auszeichnen. Zur Bewertung der Netzunabhéngigkeit wurden vier verschiedene Netz-
dichten untersucht. Abb. 3.38 zeigt den berechneten thermischen Gesamtwiderstand
Ry np der Heatpipe in Abhéngigkeit von der gewdhlten Zellanzahl Nyz. Zusatzlich ist
der Druckverlust Apx = px(z = 0) — px(x = L) iber die Kapillarstruktur dargestellt.

Zwischen Nz = 85000 und Nz = 169680 ist eine Anderung von Rinph und Api um

s

= e
L 0,31 : : 2820
ISH

£ <

< —
= 03} 1 —2840 g
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=t 2
= 028f 2880 3
) =
= &
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Zellanzahl Ny, [103]
Abbildung 3.38.: Netzkonvergenzstudie: Thermischer Widerstand R, yp der gesamten

Heatpipe und Druckverlust Apy tiber die Kapillarstruktur in Abhén-
gigkeit von der gewdhlten Anzahl Nz numerischer Zellen.
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3.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

lediglich 0,022 % beziehungsweise 0,04 % zu beobachten. Im Folgenden wird daher von
einer Netzunabhingigkeit der Losung ausgegangen und alle weiteren Untersuchungen
werden mithilfe eines Rechengitters durchgefiihrt, das sich aus Nz = 169680 Zellen
zusammensetzt.

Ergebnisse und Vergleich mit dem Stand der Technik

Das entwickelte Mehrphasen-Simulationsmodell wurde schliefflich dazu verwendet, das
Stromungs- und Temperaturfeld der Heatpipe zu berechnen. Abb. 3.39 zeigt die resul-
tierende Verteilung des statischen Drucks innerhalb des Dampfraums und der Kapil-
larstruktur. Erwartungsgeméaf fithrt die an der Phasengrenze aufgepragte Impulsquelle

Druck p [Pa]

1 I .

35990 36 554 37118 37682 38246 38811

Abbildung 3.39.: Visualisierung der Druckverteilung innerhalb von Dampfraum und Ka-
pillarstruktur.
_I’)’}’: zu abgegrenzten Druckregimen innerhalb des Fluidkontinuums. Wie bereits erwéhnt
wird im Flutpunkt am Ende des Kondensatorabschnitts (zp = L) eine vollstandige Sétti-
gung der Kapillarstruktur mit fliissigem Arbeitsmedium angenommen, die Impulsquelle
wurde bei » = L daher auf Null gesetzt: flj(z = L) = 0. Infolge dieser Annahme
lasst sich am rechten Ende der Heatpipe eine Druckgleichheit zwischen der dampfférmi-
gen und fliissigen Phase beobachten. Dartiber hinaus ist entlang der Kapillarstruktur ein
Druckverlust von Apy ~ 2822 Pa erkennbar. Im Vergleich dazu erscheint der Dampfraum
mit einem statischen Druckniveau von pg =~ 38 811 Pa nahezu isobar. Zur Veranschauli-
chung der Stromungsfelder zeigt Abb. 3.40 die Geschwindigkeitsverteilung innerhalb des
Dampfraums und der Kapillarstruktur. Erwartungsgeméf erreicht die Dampfstromung
ihre maximale Geschwindigkeit |0d],,, = 4,655 m/s innerhalb des adiabaten Heatpipe-
abschnitts. Die zugehdrige Reynolds-Zahl wurde zu Reg max = 589,5 berechnet und be-
stiatigt damit die Annahme einer laminaren Strémung [113]. Wie bereits durch Brahim
et al. [114] und van Ooijen et al. [110] beschrieben treten innerhalb der Dampfstromung
Rezirkulationsgebiete im Bereich des Kondensators auf. Die Geschwindigkeiten innerhalb
der Kapillarstruktur weichen aufgrund der stark unterschiedlichen Dichten von dampf-
férmiger und fliissiger Phase um durchschnittlich drei Groflenordnungen von denen des
Dampfraums ab. In Abb. 3.40 ldsst sich |vg| folglich visuell nicht von Null unterscheiden
und wird daher im weiteren Verlauf dieses Abschnitts gesondert diskutiert. Abb. 3.41
zeigt schliefflich das resultierende Temperaturfeld innerhalb des Fluidkontinuums und
der Heatpipe-Wand. Erwartungsgema$ ist die maximale Temperatur T.x = 389 K auf
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Geschwindigkeit | 7] [m/s]

0 0,931 1,862 2,793 3,724 4,655

Abbildung 3.40.: Visualisierung der Geschwindigkeitsverteilung innerhalb  von
Dampfraum und Kapillarstruktur.

Temperatur T' [K]

322 336 349 362 376 389

Abbildung 3.41.: Visualisierung des Temperaturfelds innerhalb von Dampfraum und Ka-
pillarstruktur sowie der Heatpipe-Wand.

der Heatpipe-Auflenseite innerhalb des Verdampferabschnitts zu beobachten. Analog da-
zu findet sich der Cold-Spot der Heatpipe mit T, = 322 K im Kondensatorabschnitt.
Durch die vergleichsweise gute Warmeleitfahigkeit von Kupfer ldsst sich in der Wand
zudem eine deutliche Temperaturspreizung in die adiabate Zone erkennen. Im Gegen-
satz dazu zeichnet sich der Dampfraum durch ein nahezu isothermes Temperaturfeld mit
Ty ~ 348K aus und trégt damit mafigeblich zu dem geringen thermischen Gesamtwi-
derstand der Heatpipe bei. Zur weiteren Diskussion zeigt Abb. 3.42 die Verteilung der
verdampfenden beziehungsweise kondensierenden Massenstromdichte mgh an der Pha-
sengrenze. Die axiale Temperaturspreizung innerhalb der Heatpipewand fiihrt zu einem
ungleichméflig verteilten Warmestrom durch die Kapillarstruktur. Daraus folgt schlief3-
lich der dargestellte, vergleichsweise komplexe Verlauf von mgh, der eine qualitativ gute
Ubereinstimmung mit den Ausfithrungen in [67] zeigt. Wie bereits beschrieben wird
mnyy, mithilfe von Gl (3.44) berechnet und nimmt definitionsgeméf positive Werte im
Verdampfer- und negative Werte im Kondensatorabschnitt der Heatpipe an. Der Null-
durchgang bei x = 0,148 m kennzeichnet den Ort an der Phasengrenze, an dem sich
fliissiges und dampfférmiges Arbeitsmedium im Gleichgewicht befinden und weder Ver-
dampfung noch Kondensation stattfindet. Die beiden hervorgehobenen Flachen repréa-
sentieren jeweils den insgesamt verdampfenden beziehungsweise kondensierenden Mas-
senstrom und weisen folglich unter den gegebenen stationdren Randbedingungen die glei-
che Grofle auf. An dieser Stelle sei darauf hingewiesen, dass die inhomogene Verteilung
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Abbildung 3.42.: Verlauf des flichenspezifischen Verdampfungs- beziehungsweise Kon-
densationsmassenstroms mgh entlang der Phasengrenze.

von mgh bei der Nutzung von thermischen Netzwerken zur Simulation von Heatpipes
keine Beriicksichtigung findet, da Verdampfung und Kondensation typischerweise auf
konstante Phasenwechsel-Zonen begrenzt sind (siehe Kap. 2.2.4). Zur weiteren Diskus-
sion zeigt Abb. 3.43 den Verlauf der mittleren Stromungsgeschwindigkeit |[vy| innerhalb
und entlang der Kapillarstruktur. Wie zuvor beschrieben wird o durch Integration des
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Abbildung 3.43.: Verlauf der mittleren Geschwindigkeit x| innerhalb und entlang der
Kapillarstruktur.

phasenwechselnden Massenstroms riy), berechnet (siehe Gl. (3.51)). Die Geschwindigkeit
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3. Entwicklung neuartiger Modelle zur Simulation von Heatpipes

innerhalb der Kapillarstruktur erreicht folglich ihr Maximum [vy| .. = 2,16 - 103 m/s
an der Stelle x = 0,148 m, wo der Nulldurchgang von mgh auftritt. Zur Abgrenzung der
entwickelten Simulationsmethodik zum Stand der Technik werden im Folgenden mehrere
Vergleiche mit den Simulationsergebnissen von Solomon et al. [32] angestellt. Abb. 3.44
zeigt dazu zunéchst das Geschwindigkeitsprofil der Dampfstromung am Ende des Ver-
dampferabschnitts bei z = 0,1 m. Erwartungsgeméfl verlauft die Dampfgeschwindigkeit

6 | I I
= w —— Diese Arbeit
—— 5[ --- Stand der Technik [32] a
g
s 4f |
]
80
ERRA) l
=
S 2f |
[
L0
=) ]
<
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Radiale Position r [mm ]

Abbildung 3.44.: Berechnetes Geschwindigkeitsprofil der Dampfstromung bei z = 0,1 m.
Zur Abgrenzung zum Stand der Technik ist ebenfalls die von Solomon
et al. [32] berechnete Geschwindigkeitsverteilung dargestellt.

nahezu parabolisch und erreicht ihr Maximum vq max = 4,081 m/s in der Heatpipemitte
bei r = 0. Im Gegensatz dazu zeigen die von Solomon et al. berechneten Ergebnisse mit
Udmax = 1,208 m/s einen deutlich abweichenden Verlauf. Um die Ursache fiir diese Ab-
weichung zu ermitteln, werden die beiden Geschwindigkeitsverldufe integriert, um den
durch den Dampf transportierten Wérmestrom Qg zu bestimmen:

. R h
Qaq = 277/ ’ Ahypqugr dr (3.61)
0

Zur Quantifizierung von Qg werden pgq und Ah, gemiB Tab. 3.5 definiert. Die An-
wendung von Gl. (3.61) auf das von Solomon et al. berechnete Geschwindigkeitsprofil
fiihrt zu Qq = 46,95 W. Demnach wurden innerhalb des Verdampferabschnitts lediglich
18,78 % des gesamten Warmeeintrags Qein = 250 W in den Dampf tibertragen. Im Gegen-
satz dazu transportiert das im Rahmen dieser Arbeit berechnete Geschwindigkeitsprofil
einen Wirmestrom von Qq = 225,3W. Zwischen z = 0 und z = 0,1 m wurden folglich
90,12 % des eingebrachten Wéarmestroms in den Dampfkern iibertragen und liegen damit
innerhalb des erwarteten Wertebereichs. Gl. (3.62) zeigt daher die Energiebilanz an der

88



3.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

Phasengrenze, die in zahlreichen Veroffentlichungen [32, 33, 47, 75] als Stand der Technik
zur Kopplung des Dampf- und Flissigkontinuums herangezogen wird:

q.gh,ﬂ + mghCﬁTph = q.llolh,d + mgthTph + mghAhV (362)

Die obige Energiebilanz erlaubt die explizite Berechnung der Temperatur T}, an der
Phasengrenze. Im Referenzmodell dient T}y, schlieBllich als Eingangsgrofie fiir die Hertz-
Knudsen-Schrage-Gleichung zur Bestimmung der phasenwechselnden Massenstromdich-
te mgh. Die verwendete Energiebilanz erscheint jedoch fehlerbehaftet, da die Verdamp-
fungsenthalpie Ah, definitionsgeméfl bereits den Unterschied der Warmekapazitéten
von flissigem und dampfférmigem Arbeitsmedium beriicksichtigt. Die fehlerhafte Be-
rechnung fiihrt zu einer deutlichen Unterschiatzung der Stréomungsgeschwindigkeiten in
Dampf- und Kapillarstruktur und verletzt den ersten Hauptsatz der Thermodynamik.
Gl. (3.63) beschreibt die korrekte Energiebilanz an der Phasengrenze, die detailliert in
Kap. A.3 hergeleitet wird:

dpha = dpha + Al (3.63)

Aus Gl. (3.63) wird ersichtlich, dass die korrekte Formulierung der Energiebilanz keine ex-
plizite Bestimmung von T},;, und damit mgh mehr zuldsst. Das Referenzmodell eignet sich
daher prinzipbedingt nicht flir eine korrekte Berechnung der Dampf- und Fliissigkeits-
stromung. Diese Schlussfolgerung unterstreicht erneut den Nutzen des in Kap. 3.1 herge-
leiteten Datensatzes, der im entwickelten Mehrphasenmodell zur Kopplung der Dampf-
und Flissigkeitsstromungen verwendet wurde. Zur weiteren Diskussion zeigt Abb. 3.45
den berechneten Druckverlauf des fliissigen und dampfférmigen Arbeitsmediums inner-
halb der Heatpipe. Der Druck der Dampfstromung verlduft nahezu konstant entlang sei-
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Abbildung 3.45.: Druckverlauf des fliissigen und dampfférmigen Arbeitsmediums. Zur
Abgrenzung Referenzmodell sind zudem die Ergebnisse aus [32] darge-

stellt.

nes volumengemittelten Durchschnitts von py = 38,81 kPa. Der zugehorige Druckverlust
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ist folglich aufgrund des vergleichsweise geringen Stromungswiderstands gegeniiber dem
des fliissigen Arbeitsmediums vernachléssigbar. Im Gegensatz dazu haben die Reibungs-
verluste innerhalb der Kapillarstruktur einen nennenswerten Einfluss auf den maximalen
Drucksprung an der Phasengrenze, der bei z = 0 sein Maximum von Apph max = 2822 Pa
erreicht. Dartiber hinaus ist in Abb. 3.45 zusétzlich der von Solomon et al. berechne-
ten Verlauf des Absolutdrucks dargestellt. Die Ergebnisse zeigen einen ebenfalls nahezu
ortsunabhéngigen Dampfdruck, der im Mittel circa py = 44,13 kPa betriagt, und weichen
damit um 13,7 % von dem in dieser Arbeit berechneten Wert ab. Diese Abweichung kann
ebenfalls auf die fehlerhafte Energiebilanz an der Phasengrenze zuriickgefiihrt werden:
Die Hertz-Knudsen-Schrage-Gleichung verwendet sowohl den Dampfdruck als auch die
-temperatur an der Phasengrenze zur Berechnung des verdampfenden beziehungsweise
kondensierenden Massenstroms (siehe Gl. (2.26)). Die fehlerbehaftete Bestimmung von
T, verschiebt folglich das Gleichgewicht zwischen fliissiger und dampfférmiger Phase
hin zu hoheren oder niedrigeren Druckniveaus. Die Abweichung des Dampfdrucks wirkt
sich schliefllich auch auf die Sattdampftemperatur Ty, aus, die sich bei 38,81 kPa zu
348,28 K und bei 44,13kPa zu 351,39 K ergibt. Dariiber hinaus fithrt die Unterschét-
zung der Massenstrome ebenfalls zu einer Unterschatzung des Druckabfalls innerhalb
der Kapillarstruktur, welcher stark von der mittleren Stréomungsgeschwindigkeit ab-
héngt (sieche Gl (3.54)): Mit Apphmax = 1979 Pa weicht der maximale Drucksprung
an der Phasengrenze um —843Pa beziehungsweise —29,9% von der in dieser Arbeit
berechneten Losung ab. Abb. 3.46 zeigt schliellich den errechneten Temperaturverlauf
entlang der Heatpipe-Wand und ermdglicht den Vergleich mit den numerischen und ex-
perimentellen Ergebnissen von Solomon et al. [32]. Der Temperaturverlauf, der mithilfe
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Abbildung 3.46.: Verlauf der Temperatur entlang der Heatpipe-Wand. Zum Vergleich

sind sowohl die numerischen als auch die experimentellen Ergebnisse
aus [32] dargestellt.

des entwickelten Simulationsansatzes berechnet wurde, zeigt eine gute Ubereinstimmung
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mit den experimentellen Daten. Im Bereich von x ~ 0,2m fillt jedoch eine Abweichung
der berechneten Temperaturen von den gemessenen Datenpunkten auf. In der zugehori-
gen Veroffentlichung fiihren Solomon et al. diese Abweichung auf einen ungleichméfligen
Verlauf des Wéarmeiibergangskoeffizienten entlang des wassergekiihlten Kondensatorab-
schnitts zuriick [32]. Trotz der Verwendung einer fehlerhaften Energiebilanz zeigt auch
der mit dem Referenzmodell berechnete Temperaturverlauf eine gute Ubereinstimmung
mit den experimentellen Daten. Es sei jedoch darauf hingewiesen, dass der thermische
Gesamtwiderstand der Heatpipe mit Ry, yp = 0,242K W~ um —9,7 % von dem in dieser
Arbeit berechneten Wert abweicht. Diese Diskrepanz lasst sich erneut auf den geringeren
thermischen Widerstand R, pn an der Phasengrenze sowie die fehlerhafte Berechnung
der Sattdampftemperatur zuriickfithren.
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4. Das Potenzial von Heatpipes zur
Kiihlung eines E-Maschinen-Stators

In diesem Kapitel werden zwei heatpipebasierte Konzepte zur Statorkiihlung elektrischer
Maschinen thermisch bewertet und mit einer standardméfigen Wassermantelkiihlung
verglichen. Die Entwicklung der beiden Kiihlkonzepte fand im Rahmen dieser Arbeit
unter Beriicksichtigung der folgenden Randbedingungen statt:

1. Zur Bauraumoptimierung darf das Kiihlsystem keinen Wassermantel aufweisen, der
das Statorblechpaket umgibt. Der Warmeabtransport soll an den beiden axialen
Enden der E-Maschine stattfinden.

2. Das maximal zuléssige Temperaturniveau in Statorwicklung und -blechpaket be-
tragt jeweils T, = 185°C.

3. Das Kiihlsystem muss sicherstellen, dass im Vergleich zur Referenzmaschine keine
thermisch bedingten Leistungseinbuflen auftreten. Eine Erweiterung des Betriebs-
bereichs durch eine verbesserte Kiihlwirkung ist nachzuweisen.

4. Etwaige zuséatzlich notwendige Leistung, zum Beispiel zusétzliche Pumpleistung,
reduziert die Reichweite des Elektrofahrzeugs und ist daher auf ein Minimum zu
begrenzen.

5. Die Geometrie der Statorwicklung hat groflen Einfluss auf die elektromagnetischen
Figenschaften der Maschine, ist daher als gegeben zu betrachten und darf nicht
verdandert werden.

6. Geometrieinderungen des Statorblechpakets haben ebenfalls groflen Einfluss auf
das elektromagnetische Konzept der Maschine und sind daher auf ein Minimum zu
begrenzen.

7. Unabhéingig vom verwendeten Kiihlmedium betrigt das fahrzeugseitig zur Verfii-
gung stehende Temperaturniveau des Vorlaufs Ty1auf = 60 °C.

Zur thermischen Bewertung der entwickelten Konzepte wird zunéchst ein detailliertes
dreidimensionales Conjugate-Heat-Transfer (CHT) CFD-Modell eines bestehenden E-
Maschinen-Stators (,Referenzmaschine®) aufgebaut, das als Vergleichsbasis dient. An-
schlieBend wird das Modell um 36 Heatpipes erweitert, die als lokale Wéarmeableiter
innerhalb der Statornuten fungieren und die Verlustwarme an die axialen Enden der
E-Maschine transportieren. Mit dem Ziel, den standardméfiigen Wassermantel entfal-
len lassen zu konnen und den Stator ausschliefilich an seinen axialen Enden zu kiih-
len, werden daraufhin zwei Konzepte zur Wérmeabfuhr aus den Heatpipes untersucht:
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Ein Olspraykonzept (,,Kiihlkonzept 1“) und ein Konzept, bei dem die axial iiberstehen-
den Heatpipe-Enden in fliissigkeitsgekiihlte Vergusskappen integriert werden (,,Kiihlkon-
zept 2).

4.1. Referenzmaschine

Die folgenden Untersuchungen finden am Beispiel einer permanenterregten Synchron-
maschine statt. Zur Bewertung der entwickelten Konzepte zur Statorkiithlung wird in
diesem Abschnitt ein detailliertes 3D-CFD-Modell des Stators vorgestellt, das, aufbau-
end auf den Abschlussarbeiten von Bildersheim [96] und Auch [115], im Rahmen der
vorliegenden Arbeit entwickelt wurde. Abb. 4.1 zeigt die Geometrie des betrachteten
Stators und des aufenliegenden Kiihlkanals. Die vorliegende Maschine weist einen ins

Auswerteebene

Wassermantel

Wicklungen Statorblechpaket

Abbildung 4.1.: 3D-Rendering der Referenzmaschine zur Diskussion der Statorgeometrie
und des Rechengebiets.
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Gehéuse integrierten Wassermantel zur Warmeabfuhr auf. Das Statorblechpaket zeich-
net sich durch insgesamt 36 Nuten aus, in die jeweils sechs Hairpin-Leiter integriert
sind. Die Leiter selbst sind zur elektrischen Isolation mit einem sogenannten Kupfer-
lack beschichtet, werden von einem Isolationspapier (,Nutpapier) umgeben und sind
iiber einen Harzverguss innerhalb ihrer jeweiligen Nut fixiert. Im Folgenden werden die
numerische Modellierung, die gewahlten Randbedingungen und die resultierenden Tem-
peraturverteilungen im Detail vorgestellt.

4.1.1. Numerische Modellierung

Dieser Abschnitt gibt einen Uberblick iiber das entwickelte Modell, das eine thermische
Bewertung der unterschiedlichen Stator-Kiihlkonzepte ermdéglicht. Das Modell dient der
stationdren CHT-Simulation, bei der eine Stromungssimulation des Wassermantels mit
einer Warmeleitungssimulation der tibrigen Statorregionen gekoppelt wird. Zur vollstan-
digen Beschreibung des Rechengebiets zeigt Abb. 4.2 zunéchst den Querschnitt durch
eine Statornut. Wie dargestellt befinden sich im Inneren der Nut elektrische Leiter, die

Nutpapier

e Statorblechpaket

Hairpin-Leiter

Nutfillung

Abbildung 4.2.: Detailansicht des Rechengebiets: Querschnitt durch die diskretisierte
Geometrie im Bereich der Nut.

zusammen die Statorwicklung darstellen. Abb. 4.3 zeigt den Querschnitt eines Hairpin-
Leiters im Detail. Zur elektrischen Isolation weisen die eingesetzten Hairpin-Leiter ei-

Acu ALack

0,1 mm
>l

Abbildung 4.3.: Detailansicht des Querschnitts eines Hairpinleiters.
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ne Lackschicht mit einer Dicke von dr,.c = 0,1 mm und einer Wéarmeleitfahigkeit von
ALack = 0,21 W/mK auf, die mithilfe des thermischen Flidchenwiderstands Ry 1,ack mo-

delliert wird:
K m?2

dLack —4
=4,762-107" —— 4.1
, - (41)

Lack

Um den Einfluss dieser Lackschicht auf die Warmeleitfahigkeit in Richtung der Leiter-
achse zu berticksichtigen, wird Awickiung | mittels folgender Gleichung berechnet:

Rth,Lack =

A A

Miickung | = 77 A0+ Mac = 33392 5 (42)
Die Hairpin-Leiter sind jeweils durch eine 0,1 mm dicke Harzschicht voneinander ge-
trennt, die sich durch eine Warmeleitfahigkeit von 1,2 W/mK auszeichnet. Das 0,25 mm
dicke Nutpapier, das ebenfalls der elektrischen Isolation dient, kleidet das Innere der
Statornut aus und weist eine Wérmeleitfdhigkeit von 0,12 W/mK auf. Wie bereits in
Kap. 2.3.2 beschrieben, ist der Statorkern als Laminierung zahlreicher Bleche ausgefiihrt,
die zueinander mithilfe einer Lackschicht isoliert sind. Fiir die vorliegende Maschine wird
der Stapelfaktor (siehe Gl. (2.44)) zu ¢» = 0,96 angenommen. Diese Annahme ermog-
licht die Berechnung der effektiven Warmeleitfdhigkeit in tangentiale (Index ¢), radiale
(Index r) und axiale Richtung (Index z), um das Blechpaket als Kontinuum modellieren

zu konnen: )
P 1-— 1/1) - A%
Ay = ( n — 4,449 4.3

ABlech  ALack m K (4:3)

W
A = Ao = tAs1ech + (1 — ) ALack = 26,88 —— 44
¢ = YABlech + (1 — ¥)ALack e (4.4)

SchlieBlich gibt Tab. 4.1 eine Ubersicht iiber die Wirmeleitfihigkeiten, die den unter-
schiedlichen Regionen des Statormodells zugeordnet wurden. Das fliissigkeitsdurchstrom-

Tabelle 4.1.: Ubersicht iiber die Warmeleitfihigkeiten der unterschiedlichen Regionen
des Statormodells.

Region Material A [W/mK]
Wicklung (in Leiterrichtung) Kupfer inkl. Lackschicht 333,92
Wicklung (orthogonal zur Leiterrichtung) Kupfer 386
Nutfiilllung Harz 1,2
Nutisolation Isolationspapier 0,12
Gehéduse Aluminiumlegierung 205
Statorblechpaket (axial) verklebte Stahlbleche 4,449
Statorblechpaket (radial, tangential) verklebte Stahlbleche 26,88

te Aluminiumgeh&use stellt in der Referenzmaschine die einzige Warmesenke innerhalb
des Stators dar. Die turbulente Wasser-Glykol-Strémung wird mithilfe des k-e-Modells
modelliert. Tab. 4.2 fasst die gewédhlten Randbedingungen und Solver-Einstellungen fiir
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4.1. Referenzmaschine

Tabelle 4.2.: Randbedingungen und Solver-Einstellungen fiir die Simulation der Wasser-
Glykol-Stromung.

Verwendete Software Siemens Star-CCM+ v2021.3
Zeitliche Diskretisierung Stationér

Solver-Genauigkeit Double Precision
Turbulenzmodell k-
Stoffdaten f(T), s. Tab. A.1

die Stromungssimulationen zusammen. Fiir weitere Details zum entwickelten Modellie-
rungsansatz, dem verwendeten Rechengitter und zu den Ergebnissen der durchgefiihrten
Netzkonvergenzstudien sei auf die Abschlussarbeiten von Bildersheim [96] und Auch
[115] verwiesen.

4.1.2. Randbedingungen und gewihlte Betriebspunkte

Um den Einfluss verschiedener Lastfille beurteilen zu konnen, wurden mehrere Betriebs-
punkte (BP) mit jeweils unterschiedlichen Verlustleistungen untersucht. Die untersuch-
ten Betriebspunkte sind entlang der Dauerlastkennlinie der elektrischen Maschine an-
geordnet, die zur weiteren Diskussion in Abb. 4.4 dargestellt ist: BP1 befindet sich bei

Mo o BP1 BP2

Drehmoment M

BP3

0 NEck Nmax

Drehzahl n

Abbildung 4.4.: Dauerlastkennlinie einer elektrischen Maschine zur Einordnung der un-
tersuchten Betriebspunkte.

Nulldrehzahl und maximalem Drehmoment M.y, BP2 im Eckpunkt der Maschine und
BP3 bei maximaler Drehzahl ny.x. Wie in Kap. 2.3.2 erlautert resultiert die relevante
Abwédrme mafigeblich aus Eisen- und Kupferverlusten. Wahrend letztere als homoge-
ne volumetrische Warmequelle innerhalb des gesamten Wickelkérpers Beriicksichtigung
finden, werden die Eisenverluste jeweils zur Hélfte auf das Statorjoch und die -zéhne
aufgeteilt. Abb. 4.5 gibt eine Ubersicht iiber die aufgeprigten Wirmeleistungen in den
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4. Das Potenzial von Heatpipes zur Kiihlung eines E-Maschinen-Stators

gewdhlten Betriebspunkten BP1, BP2 und BP3. Aus dieser Darstellung wird deutlich,

5000

B Wicklung

411
O Blechpaket 0

4000

3000

2000

Verlustleistung [ W]

1000

BP1 BP2 BP3

Abbildung 4.5.: Ubersicht iiber die Verlustleistungen von Wickelkérper und Blechpaket
abhéngig vom betrachteten Betriebspunkt.

dass sich die Betriebspunkte nicht nur in der insgesamt anfallenden Wéarmeleistung un-
terscheiden, sondern auch in ihrem Verhéltnis von Wicklungs- zu Blechpaketverlusten:
Waiéhrend in BP1 nahezu die gesamte Abwérme innerhalb der Wicklung auftritt, teilen
sich die Verluste in BP3 jeweils zu 55 % und 45 % auf Blechpaket und Wickelkérper
auf. Wie zuvor beschrieben werden die Verluste im Referenzkonzept von einer Wasser-
Glykol-Stromung abgefiihrt. Der zugehorige Kithlmittel-Volumenstrom von 6 £/min wird
mithilfe einer Geschwindigkeitsrandbedingung am Einlass aufgeprégt, die totale Vorlauf-
temperatur wird zu 60 °C angenommen. Der Riicklauf wird iiber eine Druckrandbedin-
gung mit p = 1,6 bar modelliert.

4.1.3. Thermische Auswertung

Zur Auswertung und Interpretation der Simulationsergebnisse zeigt Abb. 4.6 das be-
rechnete Temperaturfeld fiir den Betriebspunkt BP1 im Querschnitt der Referenzma-
schine. Die Maximaltemperatur findet sich erwartungsgeméf im Bereich der Wickelkop-
fe und liegt mit Tiax = 181°C geringfiigig unterhalb der zuldssigen Grenztemperatur
von 185 °C. Die vergleichsweise schlechte thermische Anbindung der Wickelkdpfe an die
Wirmesenke fiihrt folglich zur thermischen Begrenzung der gesamten Maschine. Im Ge-
gensatz dazu weist das Statorblechpaket durch die direkte Anbindung an den Kiihlmantel
ein vergleichsweise geringes Temperaturniveau mit einer Maximaltemperatur von ledig-
lich Tinax = 140 °C auf. Die Maximaltemperaturen fiir die iibrigen Betriebspunkte sind in
Abb. 4.7 zusammengefasst. Unabhéngig vom betrachteten Betriebspunkt wird deutlich,
dass die Maximaltemperatur des Wickelkérpers mit jeweils 181 °C nahe der kritischen
Temperatur liegt, ab der eine iberhdhte Alterung/Beschédigung der Kupferlackschicht
zu erwarten ist. Sowohl fiir BP2 als auch fiir BP3 ist dieser Temperatur-Hotspot er-
neut innerhalb des Wickelkopfes zu finden. Die Blechtemperatur der Referenzmaschine
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Tmax = 181°C

=

2
3 =
Temperatur T [°C]
I | i
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Abbildung 4.6.: Temperaturfeld fiir den Betriebspunkt BP1 im Querschnitt der Refe-
renzmaschine.
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Abbildung 4.7.: Maximaltemperaturen in Wicklung und Blechpaket der Referenzmaschi-
ne fiir die Betriebspunkte BP1 - BP3.

erreicht ihr Maximum von 140 °C im Betriebspunkt BP3 und stellt damit auch bei maxi-
maler Drehzahl keine Leistungslimitierung der elektrischen Maschine dar. Eine Optimie-
rung des Kiihlsystems, die eine bessere thermische Anbindung der Wickelképfe realisiert,
bietet folglich das Potenzial, die Dauerleistung der Maschine zu erhdhen.

4.2. Integration von Heatpipes in die Statornuten

Mit dem Ziel, die Betriebsgrenzen der vorgestellten elektrischen Maschine zu erweitern
und damit ihre Leistungsdichte zu erh6hen, wird im Folgenden eine Integrationsvariante
von Heatpipes in die Nuten des Statorblechpakets vorgestellt. Gemafi Pramisse 3 wer-
den die Heatpipes dabei so dimensioniert, dass die Kiihlung des gesamten E-Maschinen-
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4. Das Potenzial von Heatpipes zur Kiihlung eines E-Maschinen-Stators

Stators an seinen beiden axialen Enden erfolgen kann. Die vorgestellte Variante zur
Integration von Heatpipes bildet die Basis fiir zwei Kiihlkonzepte, die jeweils in den
Abschnitten 4.3 und 4.4 beschrieben werden. Abb. 4.8 zeigt den Querschnitt durch die
diskretisierte Statorgeometrie und die gewéhlte Positionierung der Heatpipes innerhalb
der Statornuten. Wie dargestellt werden die Heatpipes oberhalb der Leiter am Nutgrund

Dampfraum Kapillarstruktur

Heatpipe-Wand
Nutpapier

e Statorblechpaket

Hairpin-Leiter

Q—C Nutfullung

Abbildung 4.8.: Positionierung der Heatpipes innerhalb der Nuten: Querschnitt durch
die diskretisierte Statorgeometrie.

eingelegt. Diese Positionierung ergibt sich mafigeblich aus den elektromagnetischen Un-
tersuchungen in der Abschlussarbeit von Losacker [116], der eine empfindliche Stérung
des elektromagnetischen Konzepts bei der Integration von Heatpipes in der Néhe des E-
Maschinen-Rotors nachweisen konnte. Im Gegensatz dazu belaufen sich die zusatzlichen
elektromagnetischen Verluste bei einer Positionierung der Heatpipes zwischen Leitern
und Nutgrund auf weniger als 417 mW fiir die gesamte Maschine [116]. Um das elektro-
magnetische Konzept gemifl Pramisse 6 nicht weiter zu beeinflussen, wurde die Héhe des
Statorjochs konstant gehalten. Der Auflenradius des Stators wéchst folglich um den glei-
chen Betrag, um den die Nut vertieft wurde. Durch den Entfall des Wassermantels (vgl.
Pramisse 1) kann dieser Effekt jedoch iiberkompensiert werden: Die heatpipegekiihlte
E-Maschine weist ein gegeniiber der Basismaschine um ca. 12 % reduziertes Volumen
auf. Dariiber hinaus sei auf die Positionierung der Heatpipes zwischen Statorblechpa-
ket und Nutpapier hingewiesen. Bildersheim konnte im Rahmen seiner Abschlussarbeit
[96] nachweisen, dass eine Positionierung auflerhalb des Nutpapiers nicht nur vorteilhaft
hinsichtlich der thermischen Eigenschaften ist, sondern auch Vorteile fiir das elektrische
Isolationskonzept mit sich bringt. Die Abschlussarbeit von Auch [115] fokussierte sich
schliefflich auf die Optimierung der Heatpipegeometrie unter den beschriebenen Rand-
bedingungen. Die resultierende Querschnittsgeometrie ist in Abb. 4.9 dargestellt und
wird im weiteren Verlauf dieser Arbeit zur thermischen Bewertung der Kiihlkonzpte
verwendet. Die abgeflachten (engl. flattened) Kupfer-Heatpipes weisen eine Breite von
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Na)
QX
N

0,3
0,6

2,25

Abbildung 4.9.: Querschnittsgeometrie der verwendeten Heatpipes. Alle Angaben ver-
stehen sich in Millimeter.

5mm, eine Héhe von 2,25 mm und eine Auflenwandstirke von 0,3 mm auf. Die 0,6 mm
dicke Kapillarstruktur besteht aus einem gesinterten Kupferpulver mit einer Porositét
von 50 % und einer effektiven Wéarmeleitfihigkeit von 2,212 W/mK. Die resultierende
Hohe und Breite des Dampfraums ergibt sich folglich jeweils zu 0,45 mm und 3,2 mm.
Abb. 4.10 zeigt schliellich die Geometrie der Heatpipes auerhalb des Blechpakets sowie
ihre Einbaulage innerhalb des Stators im Langsschnitt. Wie dargestellt ragen die bei-

Heatpipes

17 Blechpaket —l

[
] '
% Wickelkopfe f

Abbildung 4.10.: Langsschnitt durch den Stator der heatpipegekiihlten E-Maschine.

den Enden der Heatpipes jeweils axial aus dem Statorblechpaket heraus und verlaufen
dort oberhalb der Wickelképfe. Geméf Pramisse 1 wird dieser Bereich in den im Fol-
genden vorgestellten Kiithlkonzepten zur Warmeabfuhr genutzt. Die Heatpipegeometrie
auBerhalb des Statorblechpakets wurde ebenfalls in den Untersuchungen von Auch [115]
optimiert: Vor allem fiir das Kiihlkonzept 2 konnte nachgewiesen werden, dass ein mog-
lichst langer und ungekriimmter Verlauf der Heatpipe-Enden Vorteile hinsichtlich der
Kihlwirkung liefert. Dieser Zusammenhang spiegelt sich in den vergleichsweise kleinen
Heatpipe-Biegeradien wider (siehe rechte Seite von Abb. 4.10). Der Dampfkern, die Ka-
pillarstruktur und die Heatpipe-Wand werden im entwickelten CFD-Modell vollsténdig
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4. Das Potenzial von Heatpipes zur Kiihlung eines E-Maschinen-Stators

vernetzt und mithilfe des in Kap. 3.2 beschriebenen Simulationsansatzes als Festkorper
modelliert. Tab. 4.3 fasst die verwendeten Warmeleitfahigkeiten des Heatpipe-Modells
zusammen.

Tabelle 4.3.: Ubersicht iiber die verwendeten Wirmeleitfihigkeiten fiir die Modellierung
der Heatpipes innerhalb des E-Maschinen-Stators.

Region Material A [W/mK]
Heatpipe-Wand  Kupfer 386
Kapillarstruktur ~ Geséttigte Kupfer-Sinterstruktur 2,212
Dampfraum Effektivwert Gl. (3.35)

4.3. Kiihlkonzept 1: Warmeabfuhr mittels eines
sprayinduzierten Olfilms

Kern des in diesem Abschnitt vorgestellten Kiihlkonzepts ist die Nutzung eines spray-
induzierten Olfilms zur Wéarmeabfuhr von den freiliegenden Heatpipe-Enden und Wi-
ckelkopfen. Abb. 4.11 zeigt den schematischen Aufbau des Kiihlkonzepts anhand eines
Léngsschnitts durch den Stator der elektrischen Maschine. Angedeutet durch die einge-

Rwxk,a

Abbildung 4.11.: Lingsschnitt durch den Stator der Olspray-gekiihlten elektrischen Ma-
schine (Kiihlkonzept 1).

rahmten Bereiche und die schematisch dargestellten Diisen werden sowohl die Wickel-
kopfe als auch die freiliegenden Heaptpipe-Enden mit einem Olspray beaufschlagt. Zur
thermischen Bewertung des vorliegenden Kiihlkonzepts spielt der Warmetibergangskoef-
fizient oy, in diesem Bereich eine entscheidende Rolle. Im Folgenden wird daher zunéchst
ein Experiment zur Bestimmung von ag; an den freiliegenden Heatpipe-Enden vorge-
stellt. Mithilfe detailierter 3D-Wérmeleitungssimulationen wird schlielich das Potenzial
des vorliegenden Kiihlkonzepts bewertet.
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4.3. Kiihlkonzept 1: Warmeabfuhr mittels eines sprayinduzierten Olfilms

4.3.1. Experimentelle Quantifizierung des Wirmeiibergangs

Zur Quantifizierung des Wérmeiibergangs zwischen einer Heatpipeoberfliche und einer
sprayinduzierten Olfilmstromung wurden ein Priifaufbau und eine Messmethodik entwi-
ckelt, die im Folgenden vorgestellt werden. Die Messdaten geben einen Einblick in den
Zusammenhang zwischen dem Warmeiibergangskoeffizienten und weiteren Einflussfak-
toren wie der Massenstromdichte und der Spraytemperatur.

Messaufbau

Der konzeptionelle Aufbau des verwendeten Priifstands ist in Abb. 4.12 dargestellt. So-
wohl die verwendete Messtechnik als auch die Komponenten zur Druckbereitstellung
und Olzerstiubung wurden weitgehend aus den Untersuchungen von Brossardt [117,
118] iibernommen. Eine drehzahlgesteuerte Pumpe saugt ein Prototypen-Ol! aus ei-

Spraykammer

. Ty -------
ST

Messdatenerfassung

Beheiztes Olfass

Abbildung 4.12.: Aufbau des Priifstands zur Bestimmung des Wéarmeiibergangskoeffizi-
enten zwischen einer Heatpipe und einem sprayinduzierten Olfilm.

nem temperaturkonditionierten Olfass an und fordert den Volumenstrom durch einen
40 pm feinen Sinterfilter, der einem Verstopfen der durchstréomten Komponenten vor-
beugt. Stromab werden Volumenstrom, Temperatur und Druck der Olstromung gemes-
sen, die schlieflich durch eine Diise zerstiubt wird. Der Olspray durchquert anschlieBend
eine temperatursensierte Spraykammer und trifft schliellich auf einen Priifkérper, des-
sen Abmessungen in Abb. 4.13 dargestellt sind. Ein 55 mm langer Kupferzylinder mit
einem Durchmesser von 6 mm ist dabei so angeordnet, dass er sich vollstdndig innerhalb
des Spraykegels befindet. Zur Bestimmung der Temperaturverteilung und des transpor-

!Die temperaturabhingigen Stoffdaten des verwendeten Ols finden sich im Anhang in Abb. A.2.
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adiabater Teil @
[N —— g

TsTyT3T5 Ty

Abbildung 4.13.: Abmessungen des verwendeten Priifkérpers und Positionierung der
Temperaturmessstellen.

tierten Warmestroms finden sich Thermoelemente an der Spitze und im innen liegenden
Teil des Prufkorpers. Letztere sind dquidistant mit einem Abstand von jeweils 9 mm
zueinander angeordnet. In einem zweiten Durchmesser von 22 mm weist der Priifkérper
zur Aufnahme einer Heizpatrone zudem eine 8 mm-Bohrung mit einer Tiefe von 40 mm
auf. Zur thermischen Isolation ist der Priifling zudem in alle Raumrichtungen von einer
30 mm dicken Schicht Glaswolle umgeben. Fiir weitere Mafle und Details des Priifkorpers
und dessen Halterung sei auf die Studienarbeit von Genuin [119] verwiesen, die sich auf
die Konstruktion und Inbetriebnahme des Priifaufbaus fokussiert.

Methodik zur Bestimmung des Warmeiibergangskoeffizienten

Ziel des experimentellen Aufbaus ist die Quantifizierung des Warmeiibergangs zwischen
dem Priifkérper und einer sprayinduzierten Olfilmstrémung. Da sich der Wérmeiiber-
gangskoeffizient nicht direkt messen ldsst, wird der Teil des Priifkdrpers, der mit dem
Olspray beaufschlagt wird, als Stabrippe modelliert (vgl. Kap. 2.1.5). Am Ende des
Priifkorpers bei x = L gilt daher geméf Gl. (2.24):

11, — Tret . 1

_ (4.5)
TO - Tref cosh ( itg_lgL>

Durch Umformen lésst sich eine explizite Berechnungsvorschrift fiir den gesuchten War-
meiibergangskoeflizienten o, herleiten:

AcuA To — Tret
Oéol = WarcoshQ <m> (46)
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4.3. Kiihlkonzept 1: Warmeabfuhr mittels eines sprayinduzierten Olfilms

Die Temperatur Ty bei z = 0 wird aus dem Temperaturverlauf T,q(x) im adiabaten Teil
des Priifkérpers bestimmt, welcher mittels einer Regressionsgeraden aus den Tempera-
turmessstellen T; berechnet wird:

Y (xi—7)(T; = T) B
Toa(z) = = ; (x—7)+T (4.7)
(zi — )

5
i=1

In der obigen Gleichung beschreiben Z und 7T jeweils das arithmetische Mittel der -
Koordinaten und der gemessenen Temperaturen an den Thermoelementen. Zur Bestim-
mung von cag, verbleibt folglich die Referenztemperatur Ti.r als einzige Unbekannte.
Um eine Ubertragbarkeit der Ergebnisse zu gewéhrleisten, eignen sich jedoch weder die
Oltemperatur Tg; vor der Diise noch die Temperatur Tk der Spraykammer, da diese
stark vom verwendeten Priifstandsaufbau abhédngen. Von grofierer Bedeutung ist die
Spraytemperatur Tg kurz vor Auftreffen auf den Prifkoérper. Diese Temperatur kann
jedoch nicht direkt gemessen werden, weil ein zusétzlicher Temperatursensor einen Teil
des Priifkorpers verschatten wiirde. Um die Abhéngigkeit der Temperatur Ts von Ty,
und Tk zu quantifizieren, fand im Rahmen einer Parameterstudie eine Variation von
Ty, zwischen 30°C und 45°C statt. Dabei wurde der Ol-Volumenstrom Vi, jeweils so
gewihlt, dass der Priifkérper mit einer Massenstromdichte von 7" = 1,2kg/m?s be-
aufschlagt wird. Da diese Messreihe ohne Bestromung der Heizpatrone (Qzu = 0) auf-
gezeichnet wurde, lisst sich Tg nach Erreichen eines stationdren Zustands mithilfe der
Temperatursensoren Ty - T5 bestimmen. Abb. 4.14 zeigt die Abkiihlung des Ols zwischen
Diiseneintritt und Auftreffen auf dem Priifkérper in Abhéngigkeit von der Temperatur-
differenz zur Spraykammer. Erwartungsgeméf zeigen die Messdaten einen Anstieg der
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Abbildung 4.14.: Messreihe zur Bestimmung der Spraytemperatur Ty abhiingig von Ol-
und Kammertemperatur. Datenbasis: [120].
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Ol-Temperaturdifferenz zwischen Diiseneintritt und Auftreffen auf dem Priifkérper mit
steigender Differenz zwischen Ol- und Kammertemperatur. Eine Regressionsrechnung
belegt einen linearen Zusammenhang mit einem BestimmtheitsmaB von R? = 0,96031:

Teyy — Ts = 0,43397 (Tgy; — Tk) (4.8)

Durch Umformen ergibt sich schlieBlich eine Berechnungsvorschrift zur Bestimmung der
Referenztemperatur Tyef:

Tret = Ts = Teyy — 0,43397 (Tey; — Tk) (4.9)

Ergebnisse

In der Abschlussarbeit von Meyer [120] wurde der beschriebene Versuchsaufbau zur
Quantifizierung des Wérmetibergangskoeffizienten oy verwendet. Abb. 4.15 zeigt den
gemessenen Verlauf von oy abhangig von der Massenstromdichte und der Spraytempe-
ratur, die dabei jeweils zwischen 0,9 kg/m?s und 1,62 kg/m?s beziehungsweise 34 °C und
42°C variiert wurden. Im betrachteten Parameterbereich konnten so Warmeiibergangs-
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Abbildung 4.15.: Abhéngigkeit des Warmeiibergangskoeffizienten o, von der Massen-
stromdichte und Oltemperatur. Datenbasis: [120]

koeffizienten zwischen 332,59 W/m?K und 460,54 W/m?K gemessen werden. Dabei ist
eine starke Abhangigkeit von der Massenstromdichte 7’ zu beobachten: Mit steigendem
/" 1dsst sich fiir jede der untersuchten Spraytemperaturen ein nahezu linearer Anstieg
von oy beobachten. Dieser Zusammenhang lasst sich vor allem durch die Erhoéhung
der Olfilmgeschwindigkeit und die bessere Durchmischung der Filmstrémung aufgrund
gesteigerter Tropfengeschwindigkeit begriinden. Ferner zeigen die Daten eine Verbesse-
rung des Wérmeiibergangs mit abnehmenden Spraytemperaturen: Die Viskositat des
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verwendeten Prototypendls weist einen negativen Temperaturgradienten auf. Bei ver-
gleichsweise geringen Temperaturen und damit hoher Viskositit kann der Olfilm daher
linger an der zylindrischen Priifgeometrie anliegen. Bei steigenden Temperaturen ist
folglich von einer Vergroferung des Totwassergebiets und damit von einer Verkleine-
rung der Olbenetzten Fliche und des Warmeiibergangskoeffizienten auszugehen. Eine
Abhéngigkeit von der zugefithrten Wérmeleistung Q,,, konnte somit nicht nachgewiesen
werden. Es sei darauf hingewiesen, dass sowohl Oltemperatur als auch -massenstrom
die Tropfchengroflie und -form beeinflussen. Dieser Zusammenhang bietet einen weite-
ren Erklarungsansatz fiir den Verlauf von ag,), da die Tropfencharakteristik unmittelbar
mit der Durchmischung des Olfilms und damit dem Wirmeiibergang wechselwirkt. Zur
weiteren Betrachtung wurde mit Microsoft Excel?® eine lineare Regressionsanalyse durch-
gefiihrt. Gl. (4.10) zeigt die resultierende Berechnungsvorschrift fiir g, in Abhéngigkeit
von Temperatur und Massenstromdichte. Das zugehorige adjustierte Bestimmtheitsmaif
wurde zu R? = 0,92116 berechnet.

Qg = —6,6721 % T+ 112,88 g{sg -’ +2332,9 % (4.10)
Zur Bewertung des thermischen Potenzials von Kiihlkonzept 1 lasst sich agy; unter den
vorliegenden Randbedingungen bei T' = Tygaus = 60°C und m” =1 Hlfz)gs schlielich zu
222,97 % bestimmen. Zuletzt findet sich im Folgenden die entdimensionierte Form von
Gl. (4.10). Die NuBelt-Korrelation® in Gl. (4.11) wurde dabei mit dem Radius des Priif-
korpers (R = 3mm) sowie der im betrachteten Temperaturbereich nahezu konstanten

Ol-Wirmeleitfihigkeit von A\g; = 0,14 % hergeleitet.

1 2
Nu = —0,14297 — - T + 2.4189 % " 4 49,991 (4.11)
g

Es sei darauf hingewiesen, dass Gl. (4.11) lediglich eine entdimensionierte Form von
Gl. (4.10) darstellt. Eine generelle Giiltigkeit der Berechnungsvorschrift bei abweichen-
den Randbedingungen, z.B. bei Priifkérpern mit unterschiedlichen Durchmessern oder
bei der Verwendung alternativer Oltypen und Diisengeometrien, wird im Rahmen der
vorliegenden Arbeit nicht untersucht.

4.3.2. Thermische Bewertung des Kiihlpotenzials

Zur Potenzialabschatzung des Kiithlkonzepts 1 werden die Betriebspunkte BP1 bis BP3
mithilfe des in Kap. 4.2 vorgestellen Statormodells thermisch bewertet. Die sprayindu-
zierte Olfilmstrémung auf den freiliegenden Heatpipe-Enden wird dabei als konvektive
Randbedingung mit einer Referenztemperatur von Tief = 60 °C (vgl. Pramisse 7) model-
liert. Zur Vermeidung unzulissig hoher Druck- und damit Pumpverluste? wird fiir eine
erste Bewertung eine homogene Massenstromdichte von 1kg/m?s auf den beiden umbhiil-
lenden Zylindermantelflichen Awk o und Awk p der herausragenden Heatpipe-Enden

ZVersion 2402
3vgl. Definition der NuBelt-Zahl in GL. (2.17)
4Eine Abschitzung der notwendigen Pumpleistung findet sich auf S. 109.
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4. Das Potenzial von Heatpipes zur Kiihlung eines E-Maschinen-Stators

angenommen. Gl. (4.12) ermdglicht die Umrechnung der gewtinschten Massenstromdich-
te g, = 1kg/ m?s in den benétigen Olmassenstrom rg):
e = 21 (Rwk,aLwk a + Rwk sLwk,B) 1, = 0,0364m? - (4.12)

Rwik i und Lwi ; stellen dabei jeweils den Radius und die Linge einer einhiillenden Zy-
lindermantelflache dar (s. Abb. 4.11). Zur Beaufschlagung der Heatpipe-Enden mit einer
Ol-Massenstromdichte von 1kg/m?s ist folglich ein Gesamtmassenstrom von 0,0364 kg /s
notwendig. Der zugehorige Warmetibergangskoeffizient bei 60 °C wird unter Nutzung von
Gl. (4.10) zu ag; = 222,97 W/m2K berechnet. Schlielich zeigt Abb. 4.16 das resultie-
rende Temperaturfeld fiir den Betriebspunkt BP3, der unter Beriicksichtigung der zuvor
beschriebenen Randbedingungen thermisch bewertet wurde. Im Gegensatz zur Referenz-

TBP,max = 224°C

TWicklung,max =227 OC
Temperatur T [°C]

60 85 110 135 160 185

Abbildung 4.16.: Resultierendes Temperaturfeld fir das Kiihlkonzept 1 im Betriebs-
punkt BP3.

maschine liegen die Cold-Spots erwartungsgemafl innerhalb der Wickelkopfe. Die Ver-
lustwérme des E-Maschinenstators wird, wie beabsichtigt, iiber die Wicklung und vor
allem iiber die Heatpipes nach auen und schlieSlich iiber die sprayinduzierte Olfilm-
stromung abgefiihrt. Nichtsdestotrotz tibersteigt die Temperatur der Hairpin-Leiter und
des Statorblechpakets in groflen Bereichen die zuléssige Grenztemperatur von 185°C.
Die Maximaltemperaturen von Blechpaket und Wicklung betragen jeweils 224 °C und
227°C und befinden sich in der Mitte des Stators. Zur weiteren Bewertung léasst sich der
durchschnittliche Temperaturanstieg des Ols mithilfe von Gl. (4.13) abschéitzen:

ATy = 7‘Qv,ges (4.13)
mC)lcp,Ol

Im betrachteten Betriebspunkt mit einer gesamten Verlustleistung von Qv,ges =4110W,
einer spezifischen Wirmekapazitt® cp.01 = 2060J/kgK und dem angenommenen Ol-
Massenstrom von 0,0364 kg/s ergibt sich die durchschnittliche Temperaturerhéhung zu

5Bei der Vorlauftemperatur 60 °C, vgl. Stoffdaten des verwendeten Prototypendls in Tab. A.2.
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4.3. Kiihlkonzept 1: Warmeabfuhr mittels eines sprayinduzierten Olfilms

ATy, = 54,8 K. Diese Temperaturerhohung findet in der gewéhlten Simulationsmethodik
jedoch keine Beriicksichtigung: Zum einen ist mit steigender Temperatur ein geringerer
Wirmeiibergangskoeffizient zu erwarten (sieche Abb. 4.15), zum anderen verringert sich
das treibende Temperaturgefille und senkt damit die Kiihlleistung an den mit Ol be-
aufschlagten Flichen. Dariiber hinaus sei auf den Zusammenhang hingewiesen, dass Ole
bei hohen Temperaturen vermehrt altern. Ein unzuléssig hoher Temperaturanstieg soll-
te folglich vermieden werden. Die weitere Optimierung des Wérmeiibergangs ist daher
lediglich tber die Erhéhung des eingesetzten Massenstroms moglich. Zur Bewertung
dieser Mafinahme wird zunéachst die notwendige elektrische Pumpleistung Ppump,el zur
Férderung des Ols durch die Diisen abgeschitzt. Dabei wird vereinfacht von einer idea-
len Fliissigkeit ausgegangen und mechanische sowie elektrische Pumpverluste und Stro-
mungsverluste vernachléssigt. Es handelt sich folglich erneut um eine chancenorientierte
Abschéatzung, die sich durch folgende Ungleichung beschreiben lasst:

PPump,el > VOlApDﬁse = P"Ol Appiise (4’14)
(0

Unter Nutzung der Oldichte? von pp; = 812kg/m3 und des Druckverlusts Ap = 10 bar
der Diise im Spezifikationspunkt Idsst sich die elektrische Leistungsaufnahme der Pum-
pe zu Ppumpe > 44,9 W abschitzen. Eine weitere Erhohung des Massenstroms kann
folglich zu einer merklichen Beeintréchtigung der Fahrzeugreichweite fithren und wird
unter Beriicksichtigung von Pramisse 4 daher als nicht zielfithrend betrachtet. Dariiber
hinaus sei auf die negative Beeinflussung der Planschverluste hingewiesen, die bei ei-
ner weiteren Steigerung des Massenstroms zusitzlich den mechanischen Wirkungsgrad
der E-Maschine verringern. Zur Vollstandigkeit zeigt Abb. 4.17 die Maximaltemperatu-
ren von Wicklung und Blechpaket in den Betriebspunkten BP1 bis BP3. Im Betriebs-
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Abbildung 4.17.: Kiithlkonzept 1: Errechnete Maximaltemperaturen in Wicklung und
Blechpaket fiir die Betriebspunkte BP1 bis BP3.

punkt BP1 kann die Maximaltemperatur der Wicklung von 181°C auf 147°C verrin-
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4. Das Potenzial von Heatpipes zur Kiihlung eines E-Maschinen-Stators

gert werden. Verglichen mit der Referenzmaschine ldsst sich ein Anstieg der maxima-
len Blechtemperatur von 119°C auf 137°C beobachten. Im Betriebspunkt BP2 kann
die Maximaltemperatur in der Wicklung von 181°C auf 171 °C verringert werden, die
maximale Blechtemperatur steigt jedoch von 125°C auf 166 °C. Es sei darauf hingewie-
sen, dass die Referenzmaschine, unabhéngig vom Betriebspunkt, ausschliefilich durch die
Hotspot-Temperatur der Wicklung begrenzt wird. Beim Betrieb der 6lgekiihlten Maschi-
ne in BP3 iiberschreiten jedoch sowohl Wicklung als auch Blechpaket die die kritische
Grenztemperatur. Dies liegt vor allem an der hohen Verlustleistung des Blechpakets,
das im Vergleich zur Referenzmaschine keine direkte Anbindung an die Wérmesenke
aufweist. Die begrenzte Warmeabgabe iiber die Heatpipe-Enden fiihrt folglich zu einer
vergleichsweise schlechten thermischen Anbindung des Blechpakets an die Warmesenke.
Aufgrund des moderaten Wéarmeiibergangs eignet sich Kiithlkonzept 1 nicht, die Maschi-
ne alleinig an ihren axialen Enden zu kiithlen. Zur Bekraftigung dieses Fazits findet sich
in Kap. A.5 eine erneute Bewertung des thermischen Potenzials mit einer chancenori-
entierten Wahl des Warmeiibergangskoeffizienten. Um etwaige Extrapolationsfehler bei
der Verwendung von Gl. (4.10) zu vermeiden, wird darin ag,; bei 42 °C zu 332,59 W /m?K
bestimmt (siehe Abb. 4.15). Trotz dieser stark progressiv gepragten Abschiatzung konnte
im Betriebspunkt BP3 erneut eine Uberschreitung der kritischen Grenztemperatur fest-
gestellt werden. Das Konzept wird daher im weiteren Verlauf der vorliegenden Arbeit
nicht weiter verfolgt. Eine Erweiterung der Referenzmaschine um eine Olspraykiihlung
der Wickelkopfe, also die Kombination aus olspraygekiihlten Wickelkdpfen zusammen
mit einer Wassermantelkiihlung, zeigt jedoch ein grofles thermisches Potenzial und wird
detailliert in der Arbeit von Brossardt [117] analysiert und bewertet.

4.4. Kiihlkonzept 2: Fliissigkeitsgekiihlte Vergusskappen

Das in diesem Abschnitt vorgestellte und bewertete Kiihlkonzept 2 basiert auf aktiv flui-
disch gekiihlten Bauelementen, die zusammen mit den Heatpipe-Enden und den Wickel-
kopfen beidseitig vergossen werden. Abb. 4.18 zeigt das Konzept im Langsschnitt. Wie
dargestellt weist der E-Maschinen-Stator fliissigkeitsdurchstromte Vergusskappen aus
Aluminium mit einer L-férmigen Querschnittsgeometrie auf, welche die beiden Wickel-
kopfe jeweils axial und radial einhausen. Zusammen mit dem Statorblechpaket entsteht
so ein freies Volumen, das mit demselben Vergussharz ausgegossen wird, das bereits zur
Nutfiilllung verwendet wird. Durch den Verguss ergibt sich ein vergleichsweise geringer
thermischer Widerstand zwischen den freistehenden Heatpipe-Enden, den Wickelképfen
und den durchstromten Vergusskappen. Die Warmeabfuhr findet folglich ausschlieflich
an den axialen Enden der E-Maschine statt und wird mithilfe eines Kiihlmittels reali-
siert, das je Vergusskappe durch fiinf Strémungskanéle geleitet wird. Abb. 4.19 zeigt die
Stromungsgeometrie in dreidimensionaler Darstellung. Wie dargestellt tritt die Wasser-
Glykol-Stromung radial in die Vergusskappen ein. Der Massenstrom teilt sich anschlie-
Bend auf die insgesamt fiinf Kiihlkanile auf, von denen zwei eine stirnseitige und drei
eine koaxiale Ausrichtung zur E-Maschinen-Achse aufweisen. Die Kiihlmittelstromung
verlduft schliefSlich tangential bis zum Austritt aus den Vergusskappen.
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Vergusskappen

Stromungskanéle

Harzverguss

Abbildung 4.18.: Langsschnitt durch den heatpipegekiihlten E-Maschinen-Stator mit
flissigkeitsgekiihlten Vergusskappen (Kithlkonzept 2).

‘Wassermantel

Wicklungen Statorblechpaket

Abbildung 4.19.: Dreidimensionale Darstellung der Stromungskanéle innerhalb der
Wasser-Glykol-gekiihlten Vergusskappen.

4.4.1. Thermische Bewertung des Kiihlpotenzials

Um die thermische Leistungsfahigkeit des vorgestellten Kiihlsystems zu bewerten, wur-
den erneut die Betriebspunkte BP1 bis BP3 simuliert. Um eine maximale Vergleichbar-
keit mit der Basiskonfiguration sicherzustellen, wird dasselbe Wasser-Glykol-Gemisch®
wie im Referenzmodell verwendet, das eine Vorlauftemperatur von 60 °C aufweist (siehe
Préamisse 7). Der Volumenstrom wird erneut zu 6¢/min angenommen, wird zu glei-
chen Teilen auf die beiden Seiten der E-Maschine aufgeteilt und mit den in Tab. 4.2
zusammengefassten Solver-Einstellungen simuliert. Analog zur Nutfiillung der Referenz-

5Stoffdaten des eingesetzten Wasser-Glykol-Gemischs finden sich in Tab. A.1.
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maschine wird der Wickelkopf- und Heatpipe-Verguss mit einer Warmeleitfahigkeit von
1,2W/mK modelliert, den Vergusskappen aus Aluminium wird eine konstante War-
meleitfahigkeit von 205 W/mK zugeordnet. Alle tibrigen Randbedingungen entsprechen
denen der Referenzmaschinen-Modellierung. Das resultierende Temperaturfeld im Langs-
schnitt des E-Maschinen-Stators ist in Abb. 4.20 visualisiert. Erwartungsgeméf stellen

Timax = 181°C

Temperatur T [°C]

60 85 110 135 160 185

Abbildung 4.20.: Resultierendes Temperaturfeld fiir das Kiihlkonzept 2 im Betriebs-
punkt BP3.

die flissigkeitsgekiihlten Vergusskappen den kéltesten Punkt des E-Maschinen-Stators
dar. Durch die Aufheizung des Kiihlmittels entlang des Strémungspfades unterschei-
det sich die Cold-Spot-Temperatur jedoch je nach Schnittebene um bis zu 11,1 K.7 Die
Maximaltemperatur von Ty,,x = 181°C stellt sich innerhalb der Wicklungen in der
Mitte des Stators ein und liegt damit, anders als beim Kiihlkonzept 1, unterhalb von
Tiwit = 185°C. Dartiiber hinaus ist eine vergleichsweise homogene Verteilung der Lei-
tertemperatur zu beobachten, klar abgegrenzte Hotspots konnen weitestgehend vermie-
den werden. Im Vergleich zum Basiskonzept fillt jedoch eine hohe Blechtemperatur mit
Thax = 174°C auf: Das Statorblechpaket ist, anders als bei der Referenzmaschine, nicht
mehr direkt an die Warmesenke angebunden. Die entstehende Warme aus Hysterese-
und Wirbelstromverlusten muss folglich zunéchst in die Heatpipes und von dort zu den
gekiihlten Vergusskappen geleitet werden. Der zugehorige thermische Widerstand féllt
verglichen mit der Statormantelkiihlung hoher aus und erkldrt das gesteigerte Tempera-
turniveau. Zusammenfassend zeigt Abb. 4.21 eine Ubersicht der Maximaltemperaturen
innerhalb von Wicklung und Blechpaket fiir die Betriebspunkte BP1 bis BP3. Im Be-
triebspunkt BP1 kann die Maximaltemperatur innerhalb der Wicklung von 181 °C auf
138 °C verringert werden. Aufgrund des erhéhten thermischen Gesamtwiderstands zwi-
schen Blechpaket und Warmesenke steigt die maximale Blechtemperatur moderat von
119°C auf 123°C. Ein dhnliches Verhalten lésst sich im Betriebspunkt BP2 beobach-
ten: Die maximale Wicklungstemperatur kann erneut deutlich reduziert werden (von
181°C auf 152°C), wihrend die maximale Temperatur des Blechpakets um 14°C auf

"Durchschnittliche Erwéirmung des Kiihlmittels berechnet analog Gl. (4.13).
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Abbildung 4.21.: Kiithlkonzept 2: Maximaltemperaturen in Wicklung und Blechpaket fiir
die Betriebspunkte BP1 bis BP3.

139°C steigt. Zusammenfassend zeigt das vorgestellte Kiihlkonzept 2 grofie Potenziale
zur effizienteren Statorkiihlung elektrischer Maschinen. Im Folgenden wird daher eine

Erweiterung des Betriebsbereichs (siche Pramisse 3) unter Nutzung dieser Potenziale
quantifiziert.

4.4.2. Erweiterung des Betriebsbereichs

Die zuvor nachgewiesene Verringerung der Maximaltemperaturen innerhalb von Wick-
lung und Blechpaket erlaubt aus thermischer Sicht eine Erweiterung des Maschinen-
kennfelds. Um dieses Potenzial zu bewerten, ist ein iterativer Simulationsprozess not-
wendig, der in Abb. 4.22 dargestellt ist. Startpunkt des Arbeitsablaufs ist die Simu-

Leistungs-
potenzial
identifiziert

Betriebspunkt
simulieren

Wicklungs-
und Eisenver-
luste erhéhen

Steigerung
Drehmoment
um AM

Abbildung 4.22.: Ubersicht iiber den iterativen Simulationsprozess zur Quantifizierung
des Leistungspotenazials.
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lation des jeweiligen Ausgangsbetriebspunktes. Nach Konvergenz der Losung werden
die Maximaltemperaturen Ti,,x innerhalb der Wicklung und des Blechpaketes ausge-
wertet. Liegen beide Temperaturen unterhalb von Ti.; = 185°C, wird das Drehmo-
ment um AM = 2Nm gesteigert. Aufgrund der Leistungssteigerung ergeben sich er-
hohte Wicklungs- und Eisenverluste, die aus den zugehorigen Verlustkennfeldern der
E-Maschine ermittelt und innerhalb des néchsten Simulationsdurchlaufs beriicksichtigt
werden. Fiihrt die Anhebung des Drehmoments schliellich zu einer Uberschreitung von
Tiit, endet der Simulations-Workflow und der Betriebspunkt des letzten Durchlaufs wird
als Grenzpotenzial identifiziert. Die ermittelten Grenzverluste in Wicklung und Blechpa-
ket sind in Abb. 4.23 zusammengefasst. Fiir den Betriebspunkt BP1 konnte eine mégliche

6000
B Wicklung
. O Blechpaket
4110
4000 | 3828 3954

I+57%

2000

Verlustleistung [

BP1opt BP2,pt BP3

Abbildung 4.23.: Ubersicht iiber die Wicklungs- und Blechpaketverluste, die grenzwertig
nicht zu einer Uberschreitung der kritischen Temperatur i, fithren.

Steigerung der Verlustleistung um 57 % ohne eine Uberschreitung von 7i.i; nachgewie-
sen werden. Mit T ,x = 138 °C resultiert das vergleichsweise hohe Potenzial zur Leis-
tungssteigerung maflgeblich aus dem geringen Temperaturniveau der Wicklungen (siehe
Abb. 4.21). Im Betriebspunkt BP2 spielen die Verluste im Blechpaket mit einem Anteil
von ca. 20 % eine deutlich grofiere Rolle als in BP1. Trotz der vergleichsweise schlech-
teren Anbindung des Statorblechpakets an die Warmesenke erméglicht das Kiihlsystem 2
eine Steigerung der Verluste um 33 %. Im Gegensatz dazu konnte fiir BP3, aufgrund der
hohen Wirbelstromverluste und des vergleichsweise hohen Temperaturniveaus, keine Er-
weiterung der Leistungsgrenzen nachgewiesen werden, Ti,.x lag bereits nach der ersten
Drehmomentsteigerung oberhalb von 185 °C. Eine Ubersicht iiber die betriebspunktab-
héngigen Hotspot-Temperaturen findet sich ergdnzend in Abb. A.3. Abschlieflend ver-
gleicht Abb. 4.24 das erweiterte Drehmoment-Kennfeld mit dem Basis-Konzept. Die
Kiihlung des E-Maschinen-Stators mithilfe von Heatpipes und fliissigkeitsdurchstromter
Vergusskappen ermoglicht eine Steigerung des maximalen Dauer-Drehmoments um 30 %
bei Nulldrehzahl (BP1). Im Eckpunkt (BP2) erlaubt das Kiihlsystem 2 eine Leistungs-
steigerung von 17 %. Lediglich bei maximaler Drehzahl zeigt das Konzept gegeniiber
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Mmax,opt L

Mpax @

Drehmoment M

0 NEck MNmax
Drehzahl n

Abbildung 4.24.: Vergleich des erweiterten E-Maschinen-Kennfelds mit der Basiskonfi-
guration.

der standardméafligen Statormantel-Kiihlung kein Potenzial zur weiteren Steigerung des
Drehmoments. Um dariiber hinaus eine weitere Erhohung des zuldssigen Dauermoments
zu erreichen, sind weitergehende Optimierungsmafinahmen notwendig, wie zum Beispiel
eine verbesserte thermische Anbindung der Heatpipes an die Fluidstromung, die Verwen-
dung von Heatpipes mit grofierem Querschnitt oder ein Absenken der Vorlauftemperatur.
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5. Zusammenfassung und Ausblick

In der vorliegenden Arbeit wurde das Potenzial von Heatpipes zur effizienten Statorkiih-
lung elektrischer Traktionsmaschinen in zwei Teilen bewertet. Im ersten Teil (Kap. 3)
wurden Simulationsmethoden entwickelt, die eine Beriicksichtigung der stromungsme-
chanischen und thermodynamischen Vorgénge innerhalb von Heatpipes ermoglichen. Da-
bei lag der Fokus auf drei abgegrenzten Themengebieten, die in den folgenden Abschnit-
ten 5.1 - 5.3 jeweils kurz zusammengefasst werden: der hochaufgelosten Simulation der
Verdampfung aus Kapillarstrukturen zur Ermittlung des thermischen Widerstands an
der Phasengrenze, der Entwicklung eines recheneffizienten Modells, das eine thermisch
korrekte Beriicksichtigung von Heatpipes auf Gesamt-System-Ebene ermdéglicht sowie
der Mehrphasensimulation von Heatpipes, die tiefe Einblicke in die internen thermody-
namischen Vorgénge ermoglicht. Im zweiten Teil wurden schliefSlich zwei heatpipebasier-
te Konzepte zur Statorkiihlung elektrischer Maschinen mithilfe der zuvor entwickelten
Modelle thermisch bewertet und gegeniibergestellt. Eine kurze Zusammenfassung der
zugehorigen Ergebnisse findet sich in Kap. 5.4. Die folgenden Abschnitte enden zudem
jeweils mit einem kurzen Ausblick, der als Motivation fiir etwaige wissenschaftliche Fol-
gearbeiten dienen kann.

5.1. Der thermische Widerstand beim Phasenwechsel
innerhalb von Sinterstrukturen

Der thermische Widerstand Ry, pn an der Phasengrenzfliche wird in bestehender Lite-
ratur meist nicht oder lediglich rudimentér beriicksichtigt. Der Fokus von Kap. 3.1 lag
daher auf der Quantifizierung von Ry, pi, am reprasentativen Beispiel der Verdampfung
von Wasser aus einer gesinterten Kupfer-Kapillarstruktur. Unter Nutzung der Software
nSurface Evolver® wurden dazu zunédchst mikroskopisch hochaufgeloste 3D-Geometrien
von kapillar gekriimmten Phasengrenzflichen berechnet. Abhéngig von Porositdt, Kon-
taktwinkel und dem zur Verfiigung stehenden Wasservolumen wurden so insgesamt 1638
Oberflachen hinsichtlich ihrer Phasengrenzlinie ausgewertet, an der Festkorper sowie
die fliissige und dampfférmige Phase aufeinander treffen. Die berechneten Geometrien
bildeten schliellich die Basis fiir Wéarmeleitungssimulationen zur Quantifizierung des
thermischen Widerstands. Im zugehorigen Modell wurde die Verdampfung mithilfe der
kinetischen Gastheorie modelliert, die Berechnung der entsprechenden Verdampfungs-
und Kondensationskoeffizienten fand mithilfe der Statistic-Rate-Theory (SRT) unter Be-
riicksichtigung des Thermal-Energy-Dominant (TED)-Limits statt. Insgesamt wurden
mit dem beschriebenen Vorgehen 8316 thermische Widerstinde fiir verschiedene Po-
rositdten, Korngroflen des Sinter-Grundmaterials, Kontaktwinkel, Wasservolumina und
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Temperaturen ausgewertet. Mit dem Ziel, die gewonnenen Erkenntnisse auch in ma-
kroskopischen Simulationen verwenden zu kénnen, wurden diese schliefllich durch Mit-
telung iiber verschiedene Wasservolumina hinweg in einem Datensatzes aggregiert, der
eine temperaturabhéngige Berechnung des thermischen Widerstands fiir eine gegebene
Sinterstruktur ermoglicht. Die wichtigsten Ergebnisse sind im Folgenden zusammenge-
fasst:

e Der thermische Widerstand der Phasengrenze ist stark temperaturabhéngig und
sinkt bei steigender Temperatur.

e Je kleiner der Kontaktwinkel, desto grofler die Oberfliche, an der Diinnfilmver-
dampfung auftritt, und desto geringer der resultierende thermische Widerstand.

e Der thermische Widerstand der Phasengrenze steigt mit zunehmender Porositét
an, da das Verhéltnis von Diinnfilm- zur gesamten Fliissigkeitsoberfliche abnimmt.

e Durch die Ausbildung von Kapillarbriicken wird die Lange der Fest-Fliissig-Dampf-
Kontaktlinie und somit auch die Oberfliche, an der Diinnfilmverdampfung auftritt,
signifikant vergroflert. Kapillarbriicken fithren folglich zu vergleichsweise geringen
thermischen Widerstédnden.

e Grofle Korngrofien des Sinter-Grundmaterials fithren zu kleinen Verhéltnissen von
Dinnfilm- zur gesamten Phasengrenzfliche und damit zu vergleichsweise hohen
thermischen Widerstédnden.

Der entwickelte Datensatz bildete schliefilich eine Basis fiir nachfolgende Untersuchun-
gen, in denen der thermische Widerstand an der Phasengrenzfliche dadurch abhéngig
von der lokalen Temperatur beriicksichtigt werden konnte. Obwohl das verwendete Mo-
dell mithilfe bestehender Literatur validiert wurde, wird an dieser Stelle zusétzlich eine
experimentelle Validierung empfohlen, um den Einfluss von Oberflichenrauigkeiten sowie
einer realen, nicht idealen Verteilung und Form der Sinterpartikel zu charakterisieren.
Das beschriebene Vorgehen und der erarbeitete Modellierungsansatz kénnen ferner da-
zu verwendet werden, den thermischen Widerstand alternativer Kapillarstrukturen, wie
zum Beispiel von Axialrillen oder Gitternetzen, zu quantifizieren.

5.2. Ein recheneffizienter Ansatz zur Simulation von
Heatpipes

Um das thermische Verhalten heatpipebasierter Kiihlkonzepte auf Systemebene bewer-
ten zu konnen, sind recheneffiziente Modelle notwendig, die eine hinreichend genaue
Abbildung der komplexen thermodynamischen Vorgénge innerhalb von Heatpipes er-
moglichen. Die in Kap. 3.2 beschriebenen Untersuchungen fokussierten sich daher auf die
Entwicklung eines wéirmeleitungsbasierten Heatpipemodells. Dazu wurde zunéchst eine
analytische Berechnungsvorschrift fiir den Druckverlauf innerhalb der Dampfstréomung
hergeleitet. Der Modellierungsansatz beriicksichtigt dabei den Einfluss von Geschwindig-
keitskomponenten quer zur Hauptstromungsrichtung, die das Stromungs- und Druckfeld
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vor allem im Verdampfer- und Kondensatorabschnitt der Heatpipe mafigeblich beein-
flussen. Im Anschluss wurde das entwickelte Modell mithilfe detaillierter Strémungssi-
mulationen fiir verschiedene Heatpipe-Geometrien und Randbedingungen validiert. Die
analytische Beschreibung des Druckverlaufs wurde schliellich zur Herleitung einer ge-
schlossenen Berechnungsvorschrift fiir die effektive, lokal aufgeloste Warmeleitfahigkeit
des Dampfkerns verwendet. Unter Nutzung des zuvor entwickelten Datensatzes zur Be-
stimmung des Phasenwechselwiderstands wurde das finale Warmeleitungsmodell schlief3-
lich mithilfe experimenteller Daten validiert und vom Stand der Technik abgegrenzt.
Nachstehend finden sich die wichtigsten Ergebnisse stichpunktartig zusammengefasst:

e Der Druckverlauf innerhalb der Dampfstromung einer Heatpipe kann mithilfe des
analytisch hergeleiteten Ausdrucks abhingig vom verdampfenden und kondensie-
renden Massenstrom vorhergesagt werden und unterscheidet sich signifikant von
dem einer (Hagen-)Poiseuille-Stromungen.

e Das Verhiltnis von Hagen- zur Reynolds-Zahl % wurde als wichtige Einflussgriéfie
zur Berechnung der lokal aufgelosten effektiven Dampf-Warmeleitfahigkeit identi-
fiziert. % kann mithilfe des hergeleiteten geschlossenen Ausdrucks in Gl. (3.34)
sowohl fiir flache als auch fiir zylindrische Heatpipes bei unterschiedlichen Rand-
bedingungen berechnet werden.

e Bei niedrigen Dampftemperaturen und kleinen Strémungsquerschnitten ist der
thermische Widerstand einer Heatpipe mafigeblich durch den Druckabfall inner-
halb der Dampfstromung gepriagt. Das entwickelte Modell erméglicht die Bertiick-
sichtigung dieses Zusammenhangs durch die Vorgabe einer ortsabhéngigen War-
meleitfahigkeit des Dampfkerns.

Das entwickelte Vorgehen bildete schliefllich die Basis fiir die nachfolgende thermische
Bewertung heatpipebasierter Konzepte zur Statorkiihlung elektrischer Maschinen. Das
Modell zeigt eine gute Ubereinstimmung mit experimentellen Daten und weist durch die
Beriicksichtigung des Druckverlusts innerhalb der Dampfstromung nennenswerte Vortei-
le gegeniiber dem Stand der Technik auf. An dieser Stelle sei daher auf eine Moglichkeit
zur Erweiterung des Simulationsansatzes hingewiesen: Um das Modell auch fir Frage-
stellungen mit komplexeren Randbedingungen nutzen zu kénnen, wie zum Beispiel die
Waiérmespreizung innerhalb von Vapor-Chambers, muss das Druckfeld fiir eine weitere
rdumliche Dimension vorhergesagt werden. Zur Nutzung dieses Potenzials wird daher
eine Erweiterung der entwickelten Berechnungsvorschriften auf eine zuséitzliche Raum-
richtung sowie die dadurch notwendige erneute Validierung des gesammten Modells emp-
fohlen.

5.3. Die Mehrphasensimulation von Heatpipes

Die Optimierung von Heatpipes auf ihren jeweiligen Einsatzbereich erfordert detaillier-
te Einblicke in ihre internen thermodynamischen und stréomungstechnischen Vorginge.
In Kap. 3.3 wurde daher ein gekoppelter Mehrphasen-Simulationsansatz entwickelt, der
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auf der Volume-of-Fluid-Methode basiert und die Stromungsfelder innerhalb der Ka-
pillarstruktur und des Dampfraums in einem gemeinsamen Rechengebiet beschreibt.
Zur realitdtsnahen Abbildung des Stromungswiderstands innerhalb der Kapillarstruk-
tur wurden geschwindigkeitsabhéngige Impulsquellen auf das fliissige Arbeitsmedium
aufgeprégt, die auf der Darcy-Forchheimer-Gleichung basieren. Dariiber hinaus wurden
weitere Impulsquellen senkrecht zur Phasengrenzflache vorgesehen, die den Drucksprung
zwischen fliissiger und dampfférmiger Phase beriicksichtigen und damit die treibende lo-
kale Kapillardruckdifferenz darstellen. Die Modellierung des Phasenwechsels selbst fand
mithilfe temperaturabhédngiger Massenquellen und -senken statt, die erneut auf dem in
Kap. 3.1 entwickelten Datensatz basieren. AbschlieBend wurde der Simulationsansatz
am Beispiel einer zylindrischen Heatpipe validiert, die bereits in bestehender Litera-
tur sowohl experimentell als auch simulativ charakterisiert wurde. Wahrend eine gute
Ubereinstimmung mit experimentellen Daten beobachtet wurde, fielen im Rahmen der
Validierung jedoch grofie Diskrepanzen beim Vergleich der berechneten Stromungsfelder
auf. Im verwendeten Referenzmodell, das in zahlreichen weiteren Veroffentlichungen als
Stand der Technik zur mehrphasigen Simulation von Heatpipes herangezogen wird, konn-
te schliefflich ein Modellfehler als Grund fiir die Abweichungen identifiziert werden: Der
Fehler resultiert aus einer inkorrekten Energiebilanz an der Phasengrenze und fithrt zu
einer systematischen Unterschitzung des Massenstroms innerhalb von Kapillarstruktur
und Dampfraum. Im Folgenden sind die wichtigsten Ergebnisse zusammengefasst:

e Das entwickelte Mehrphasen-Simulationsmodell ermoglicht eine zuverldssige Be-
rechnung des thermischen Gesamtwiderstands einer Heatpipe und zeigt eine gute
Ubereinstimmung mit experimentellen Daten.

e Verdampfung und Kondensation sind inhomogen entlang der Phasengrenze verteilt.
Die Temperaturspreizung innerhalb der Heatpipe-Wand fiihrt zu einem Phasen-
wechsel auch auflerhalb dedizierter Verdampfer- und Kondensatorabschnitte und
muss zur korrekten Berechnung des thermischen Gesamtwiderstands beriicksichtigt
werden.

e Das als Stand der Technik geltende Referenzmodell unterschétzt den Massenstrom
im gewéhlten Beispiel um 70,4 %. Dieser systematische Fehler wird durch die Ver-
wendung des in Kap. 3.1 entwickelten Datensatzes vollstdndig vermieden.

e Das Losen der Fliissigkeits- und Dampfstromung in einem gemeinsamen Rechenge-
biet ermoglicht die Ausbildung abgegrenzter Druckregime und somit eine Bertiick-
sichtigung der treibenden Kapillardruckdifferenz.

In Kap. 3.3 konnte gezeigt werden, dass der entwickelte Modellierungsansatz tiefe Ein-
blicke in die internen thermodynamischen und stromungsmechanischen Vorginge einer
Heatpipe liefert und eine gute Ubereinstimmung mit experimentellen Daten zeigt. Um die
Anwendbarkeit und den Nutzen auch auflerhalb des wissenschaftlichen Kontexts weiter
zu verbessern, sei an dieser Stelle eine Modellerweiterung zur Abbildung dreidimensiona-
ler Fragestellungen empfohlen. Ferner scheint die Optimierung der Solver-Einstellungen
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sowie der gewéhlten Zeitschrittweiten eine signifikante Reduzierung der notwendigen Re-
chenzeit zu versprechen. Da sich das Modell aufgrund seines hohen Detaillierungsgrads
auch fir die Pradiktion der Leistungsgrenzen einer Heatpipe eignen kann, sei zudem eine
erneute Modellvalidierung bei Betriebspunkten nahe der Kapillarkraft-, Viskositéats- und
Schallgeschwindigkeitsgrenze vorgeschlagen.

5.4. Das Potenzial von Heatpipes zur Kiihlung eines
E-Maschinen-Stators

In Kap. 4 wurde ein neuartiger Ansatz zur effizienten Statorkiihlung einer permanenter-
regten Synchronmaschine untersucht. Mit dem Ziel, den standardméfiigen Wasserman-
tel entfallen zu lassen und damit deutliche Vorteile hinsichtlich Temperaturhomogenitét,
Gewicht und Bauraum zu erreichen, wurden zwei heatpipebasierte Konzepte jeweils ther-
misch bewertet und gegeniibergestellt. Beide Konzepte sehen die Integration von Heat-
pipes in die Statornuten vor. Dazu wurde zunéchst ein gekoppeltes 3D-CFD-Modell des
E-Maschinen-Stators erstellt, der als Vergleichsbasis fiir die untersuchten Kiihlkonzepte
diente und sich durch eine typische Wassermantelkiihlung innerhalb des Gehéuses aus-
zeichnet. Im Folgenden fand eine Erweiterung des Referenzmodells um Heatpipes statt,
die mithilfe des in Kap. 3.2 entwickelten Wérmeleitungsmodells abgebildet wurden. In
diesem Zusammenhang wurde zudem der Wassermantel aus dem Referenzmodell ent-
fernt, der in den heatpipebasierten Konzepten durch alternative, jeweils unterschiedliche
Wirmesenken ersetzt wurde. Das zuerst bewertete Konzept basiert auf der Kiihlung
der axial herausragenden Heatpipe-Enden und Wickelképfe mithilfe von Olsprays. Dazu
wurde zunéchst ein experimenteller Aufbau vorgestellt, mit dem der Wéarmeiibergangs-
koeffizient zwischen den Heatpipes und der sprayinduzierten Olfilmstromung quantifziert
wurde und der damit die notwendigen Konvektions-Randbedingungen fir die anschlie-
Bend durchgefithrten CFD-Simulationen lieferte. Das zweite Kiithlkonzept basiert auf
fliissigkeitsdurchstromten Vergusskappen, die zusammen mit einem Harzverguss die Sta-
torverluste von den Heatpipeenden und Wickelkopfen abfithren und im Rahmen einer
weiteren Modellanpassung abgebildet wurden. Zum Vergleich der beiden Kiihlkonzepte
mit der Referenzmaschine wurden schliefSlich die resultierenden Temperaturfelder bei un-
terschiedlichen Drehzahlen entlang der Dauerlastkennlinie ausgewertet. Kiithlkonzept 2
zeigte dabei ein vergleichsweise grofles Potenzial. Mithilfe eines iterativen Simulationsver-
fahrens wurde daher schliellich die zugehorige, aus thermischer Sicht mogliche Anhebung
der Dauerlastkennlinie ermittelt.

o Erwartungsgeméf erreichen die Wickelkopfe der Referenzmaschine aufgrund ihrer
vergleichsweise schlechten Anbindung an den Kiihlmantel zuerst kritische Tempe-
raturniveaus und begrenzen damit die Leistungsfahigkeit der gesamten E-Maschine.

e Der Wiarmeiibergangskoeffizient zwischen einer repréasentativen Heatpipegeometrie

und der untersuchten sprayinduzierten Olfilmstrémung wurde zu 332,59 W/m?K <
o < 460,54 W/m?K ermittelt und hingt positiv von der Massenstromdichte und
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negativ von der Spraytemperatur ab. Die abgeleitete Berechnungsvorschrift er-
méglicht schlieflich eine Ubertragbarkeit der Ergebnisse auf E-Maschinen-typische
Randbedingungen.

Der mittels Heatpipes und Olsprays gekiihlte E-Maschinen-Stator ermdglicht bei
niedrigen Drehzahlen eine Absenkung der Maximaltemperatur um bis zu 34 K.
Im Gegensatz dazu konnte bei Maximaldrehzahl jedoch eine Uberschreitung der
zuldssigen Maximaltemperatur um bis zu 42 K beobachtet werden.

Der Vollverguss der Heatpipes und Wickelképfe zusammen mit der Nutzung von
Wasser-Glykol-durchstromten Vergusskappen zeigte vielversprechende Ergebnis-
se. Die Maximaltemperatur konnte im niedrigen Drehzahlbereich um bis zu 43K
gesenkt werden. Im Gegensatz zu Kiithlkonzept 1 wurde die zuléssige Grenztempe-
ratur selbst bei Maximaldrenzahl nicht {iberschritten.

Die mit dem Kiihlkonzept 2 nachgewiesene und gegeniiber der Referenzmaschi-
ne verbesserte Kiihlwirkung lasst eine Aufweitung des E-Maschinen-Kennfelds zu:
Wiéhrend die Statortemperatur weiterhin selbst bei Maximaldrehzahl unterhalb
der Temperaturgrenze von Ty, = 185 °C blieb, konnte das Dauermoment bei Null-
und Eckdrehzahl um jeweils 30 % beziehungsweise 17 % gesteigert werden.

Der Einsatz von Heatpipes fithrte in beiden untersuchten Kiihlkonzepten zu einer,
im Vergleich der mithilfe eines Wassermantels gekiihlten Referenzmaschine, maf-
geblich homogeneren Temperaturverteilung innerhalb des E-Maschinen-Stators.

In Kap. 4 konnte eine vielversprechende Verbesserung der Kiihlleistung durch die In-
tegration von Heatpipes in die Statornuten einer permanenterregten E-Maschine nach-
gewiesen werden. Aufbauend auf den gewonnenen Erkenntnissen wird an dieser Stelle
daher die Weiterentwicklung der Kiihlkonzepte empfohlen. Dazu sollte zunéchst eine
elektromagnetische Optimierung der gesamten Maschine mit einem nachgelagerten, pro-
totypischen Proof-of-Concept erfolgen. Weiterhin sei darauf hingewiesen, dass sowohl
produktionstechnische als auch betriebswirtschaftliche Fragestellungen in der vorliegen-
den Arbeit lediglich eine untergeordnete Rolle gespielt haben. Um eine finale Aussage zur
Serientauglichkeit eines heatpipebasierten Kiihlkonzepts treffen zu kénnen, wird die Be-
wertung und Optimierung dieser Fragestellungen jedoch fiir zukiinftige Untersuchungen
als unerlésslich eingestuft.
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A. Anhang

A.1. Vergleich der Warmeiibertragung bei natiirlicher
Konvektion und beim Phaseniibergang

Gl (A.1) driickt die Wéarmeiibertragung beim Phasenwechsel mithilfe des Wiarmeiiber-
gangskoeffizienten an der Phasengrenze apy, aus:

Gpn = MpnAhy = aph (Tona — Tph,d) (A1)

aph lasst sich folglich mithilfe von Gl. (A.2) berechnen:

1o Ahy (A.2)
Qph = 75— .
P Tph,ﬂ - Tph,d
Daraus ergibt sich schlielich folgende Abschatzung:
W
5
aph = 1-10° —5o (A.3)
mit mgh >1 Hll(QgS : siche Abb. 3.8

Ahy > 1-108 kg% - fiir Wasser mit 7' < 200°C
Tong — Tpna < 10K : fiir konvektives Sieden

Die Warmeubertragung durch natiirliche Konvektion an der unbenetzten Kugeloberfla-
che kann mit ax = 38 W/m?K [52] folglich gegeniiber den Wirmestrémen bei Verdamp-

fung mit ap > 1- 10° m\;VK vernachléssigt werden.
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A. Anhang

A.2. Berechnung von % fir
(Hagen-)Poiseuille-Stromungen

Der Druckgradient einer (Hagen-)Poiseuille-Stromung lasst sich nach Gl. (2.6) wie folgt
berechnen:

dp kN
mit x =8 : fiir Hagen-Poiseuille-Stromungen

k = 12 : fiir Poiseuille-Stromungen

In der obigen Gleichung beschreibt A den verfiigbaren Stromungsquerschnitt. Durch
Einsetzen von Gl. (A.4) und m = puA in Gl (3.23) berechnet sich die Hagen-Zahl
folglich nach:

L*
Hg = Pas (A.5)
Hn,_/
Re
Unter Nutzung der Definition der Reynolds-Zahl in Gl. (3.22) folgt schlieflich:
Hg { 8  fiir Hagen-Poiseuille-Stromungen (A.6a)
—_— =K =
Re 12 fiir Poiseuille-Strémungen (A.6D)
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A.3. Die Energiebilanz an der Phasengrenze

A.3. Die Energiebilanz an der Phasengrenze

Abb. A.1 zeigt ein infinitesimal schmales Element einer Phasengrenze. Unter der An-

Dampf
q;;h,ddAT T il ghadA
\ \
Kontrollvolumen an
< da > der Phasengrenze
A A
dpnadA ‘ ‘ Mo, ahadA

Fliissigkeit
Abbildung A.1.: Energiebilanz an einem infinitesimalen Element der Phasengrenze.

nahme von Stationaritét kann die Energiebilanz an der Phasengrenze nach Gl. (A.7)
formuliert werden:

qgh,ﬂdA + mgh’ﬁhﬂ(Tph’ﬂ)dA == qI/)/}deA + mgh?dhd(Tph’d)dA (A?)
Die Verwendung der Massenbilanz mgh,ﬁ =7 gh,d =7 gh und die Annahme einer kon-

stanten Temperatur an der Phasengrenze Tpn g = Tph,a = Tpn fithrt zu Gl. (A.8):
Gona = dpha + Mpn [Pa(Ton) — ha(Tpn)] (A.8)

Die Differenz zwischen der Dampfenthalpie hq und der Enthalpie des fliissigen Arbeits-
mediums hg bei Ty, ist gleich der latenten Verdampfungswarme Ah,, was schliefllich zu
Gl. (A.9) fithrt, die mit den Definitionen in [58, 78, 121] iibereinstimmt:

dong = Gona + g Ahy (Tpn) (A.9)
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A. Anhang

A.4. Temperaturabhingige Stoffdaten in tabellarischer
Form

Tabelle A.1.: Ubersicht iiber die temperaturabhingigen Stoffdaten des eingesetzten
Wasser-Glykol-Gemischs.

T p n A Cp v
°C  kg/m? Pas W/mK  J/kgK m? /s

-20  1093,3 0,028800 0,36749 3037,79 2,64e-05
-15 1090,9 0,021200 0,37055 3074,67 1,95e-05
-10 1088,2 0,016000 0,37355 3112,41 1,47e-05
-5 1085,8 0,012100 0,37657 3147,99 1,11e-05
0 1083,3 0,009500 0,37961 3184,13 8,77e-06
5 1080,7 0,007620 0,38265 3216,43 7,05e-06
10 1078,0 0,006270 0,38576 3248,27 5,81e-06
15 1075,5 0,005230 0,38869 3280,62 4,86e-06
20 1072,9 0,004420 0,39174 3312,35 4,12e-06
25 1070,1 0,003720 0,39487 3340,35 3,47e-06
30 1067,5 0,003190 0,39810 3371,23 2,99e-06
35 1064,5 0,002730 0,40140 3396,64 2,57e-06
40 1061,5 0,002380 0,40462 3423,36 2,24e-06
45 1058,4 0,002090 0,40761 3448,91 1,98e-06
50 1054,9 0,001850 0,41050 3471,90 1,75e-06
55 1051,7 0,001640 0,41345 3494,52 1,56e-06
60 1048,5 0,001480 0,41657 3516,79 1,41e-06
65 10454 0,001330 0,41986 3541,03 1,27e-06
70 1041,8 0,001220 0,42309 3560,33 1,17e-06
75 1038,5 0,001120 0,42608 3580,66 1,08e-06
80 1034,8 0,001030 0,42897 3598,71 9,92e-07
85 1031,2 0,000965 0,43194 3614,12 9,36e-07
90 1027,5 0,000910 0,43504 3632,08 8,85e-07
95 1023,6 0,000865 0,43824 3646,51 8,45e-07
100 1020,0 0,000831 0,44138 3656,78 8,15e-07
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A.4. Temperaturabhingige Stoffdaten in tabellarischer Form

Tabelle A.2.: Ubersicht iiber die temperaturabhingigen Stoffdaten des eingesetzten Pro-
totypenols FES 216-5119. [122]

T p i A Cp v
°C  kg/m3 Pas W/mK J/kgK m?/s
-15 858.7  0.0942 0.14 1780  1.10e-04
-10  855.6 0.0652 0.14 1800  7.61e-05
-5 852.5  0.0466 0.14 1820  5.47e-05
0 849.4  0.0344 0.14 1840  4.05e-05
5  846.3 0.0261  0.14 1860  3.08e-05
10  843.1 0.0203 0.14 1870  2.41e-05
15 840  0.0161  0.14 1890  1.92e-05
20 836.9 0.0131 0.14 1910  1.56e-05
25 833.7 0.0108 0.14 1930  1.29e-05
30  830.6  0.009 0.14 1950  1.09e-05
35 8274 0.0077 0.14 1970  9.30e-06
40  824.2  0.0066 0.14 1990  8.00e-06
45 821 0.0057 0.14 2000  7.00e-06
50  817.9 0.0051 0.14 2020  6.20e-06
o5 814.7  0.0045 0.14 2040  5.50e-06
60 811.5  0.004 0.14 2060  5.00e-06
65 808.3 0.0036 0.14 2080  4.50e-06
70 805.1 0.0033  0.13 2100  4.10e-06
75  801.9  0.003 0.13 2120  3.80e-06
80 798.7 0.0028  0.13 2130  3.50e-06
85 7954 0.0026 0.13 2150  3.30e-06
90  792.2 0.0024 0.13 2170  3.00e-06
95 789 0.0023 0.13 2190  2.90e-06
100  785.8 0.0021 0.13 2210  2.70e-06
105 7825  0.002 0.13 2230 2.60e-06
110  779.3 0.0019 0.13 2240  2.40e-06
115 776  0.0018  0.13 2260  2.30e-06
120 772.8 0.0017 0.13 2280  2.20e-06
125 769.5 0.0016  0.13 2300  2.10e-06
130 766.3 0.0016 0.13 2320  2.00e-06
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A. Anhang

A.5. Ergianzende Berechnung zum Kiihlkonzept 1:
Chancenorientierte Wahl des
Warmeiibergangskoeffizienten

Die thermische Bewertung des Potenzials von Kiihlkonzept 1 wurde in Kap. 4.3 mithilfe
eines extrapolierten Wéarmeiibergangskoeffizienten oy, durchgefiihrt. Im Folgenden fin-
det sich eine erneute Bewertung mit einer chancenorientierten Wahl von ay,, die etwaige
Extrapolationsfehler vermeidet. Dazu wird oy, bei 42 °C aus Abb. 4.15 zu 332,59 W/m?K
bestimmt. Die resultierenden Maximaltemperaturen sind in Abb. A.2 dargestellt. Im Be-
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=
= 152
5] 146
150
g 132
g 122
L
£ 100
%
=
[~ - T~ B R ____77T('jl,Vorlauf
50
BP1 BP2 BP3

Abbildung A.2.: Kiihlkonzept 1 (chancenorientiert): Errechnete Maximaltemperaturen
in Wicklung und Blechpaket fiir die Betriebspunkte BP1 bis BP3.

triebspunkt BP1 kann die Maximaltemperatur der Wicklung von 181 °C auf 132 °C ver-
ringert werden. Verglichen mit der Referenzmaschine lésst sich ein leichter Anstieg der
maximalen Blechtemperatur von 119 °C auf 122 °C beobachten. Im Betriebspunkt BP2
kann die Maximaltemperatur in der Wicklung von 181 °C auf 152 °C verringert werden,
die maximale Blechtemperatur steigt jedoch von 125 °C auf 146 °C. Trotz der chancen-
orienterten Abschétzung des Warmeiibergangskoeffizienten oy kann in Betriebspunkt
BP3 erneut eine Uberschreitung der kritischen Grenztemperatur von Ti.i = 185°C be-
obachtet werden: Mit Maximaltemperaturen von 197°C und 195°C im Wickelkdrper
und Blechpaket eignet sich Kiihlkonzept 1 folglich nicht, um die betrachtete E-Maschine
alleinig an ihren axialen Enden zu kiihlen.
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A.6. Erginzende Auswertung zum Kiihlkonzept 2

A.6. Erganzende Auswertung zum Kiihlkonzept 2
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Abbildung A.3.: Kiithlkonzept 2: Maximaltemperaturen von Wicklung und Blechpaket
im erweiterten Leistungsbereich.
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